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Vorwort des Herausgebers

Im vorliegenden Band der Schriftenreihe befasst sich der Autor mit der Entwicklung eines
Ansatzes zur Beschreibung des komplexen Anstreifvorganges von Labyrinthdichtungen mit
Honigwabeneinlaufbeldgen. Dabei finden die relevanten tribologischen, thermischen und
materialseitigen Prozesse und Eigenschaften Beriicksichtigung. Bislang existierte keine
Methodik, die es ermdglicht, den Anstreifvorgang vollstindig zu modellieren und dabei
gleichzeitig alle wesentlichen mikro- und makroskopischen Prozesse zu beriicksichtigen. Fiir
die Beantwortung ingenieurwissenschaftlicher Fragestellungen leitet der Autor deshalb auf
Basis einer systematischen Modellreduktion ein makroskopisches Verfahren ab. Dazu ist es
erforderlich, zunéchst bestehende Liicken im physikalischen Verstindnis der komplexen
tribologischen Vorginge beim Anstreifen zu schlieen und alle ma3geblichen Teilprozesse
durch geeignete Modellierungsansitze zu beschreiben. Besondere Bedeutung kommt dabei
der zuverldssigen Vorhersage der makroskopischen Reibtemperatur in den Labyrinthspitzen
wihrend des Anstreifens zu. Durch simultane experimentelle Quantifizierung von
Kontaktflichen, Reibtemperaturen und Verschleil an einem generischen Versuchsaufbau,
bestehend aus einer Labyrinthspitze und einem einzigen Anstreifblech, werden die relevanten
Prozesse identifiziert und quantifiziert. Aufgrund der Vielzahl von Einflussparametern setzt
der Autor die Instrumente der statistischen Versuchsplanung ein. Am Ende des Bandes
stehen eine Sensitivitdtsanalyse zur Identifikation der dominierenden Parameter und der
Wechselwirkung der wesentlichen Systemgrofen.

Karlsruhe, im August 2016 Hans-Jorg Bauer



Vorwort des Autors

Die vorliegende Arbeit entstand wihrend meiner Tatigkeit am Institut fiir Thermische
Stromungsmaschinen (ITS) des Karlsruher Instituts fiir Technologie, wo ich mich mit
verschiedenen Aspekten des Ol- und Luftsystems von Gasturbinen beschiftigt habe. Die
Wahl des Anstreifverhaltens von Labyrinthdichtungen als Dissertationsthema erfolgte aus der
Motivation, das Verhalten eines bisher kaum wissenschaftlich erforschten und sehr
komplexen tribologischen Systems zu verstehen und erstmals in einem Modell abbilden zu
konnen. Dank einer ausgezeichneten labortechnischen Ausstattung des Instituts war es mir
moglich, die erforderlichen experimentellen Untersuchungen in kurzer Zeit durchzufiihren
und somit die Grundlage fiir meine Dissertation zu schaffen. Sehr profitieren konnte ich
ebenfalls von dem vielseitigen fachlichen Austausch mit meinen Kollegen am ITS und
Projektpartnern oder mit anderen Wissenschaftlern im Rahmen von internationalen
Konferenzen und Reviews.

In diesem Zusammenhang mochte ich mich bei allen bedanken, denen ich im Laufe meiner
Zeit am ITS begegnet bin und die durch interessante Diskussionen, motivierende Gespriache
oder gar durch tatkriftige Unterstiitzung in verschiedenster Form zum Erfolg dieser Arbeit
beigetragen haben.

Mein besonderer Dank gilt Herrn Professor Dr.-Ing. Hans-Jorg Bauer fiir seine stetige
Unterstiitzung, die vielen Freiheiten in der Wahl und Auslibung meiner Forschungs-
aktivitdten, die vertrauensvolle Zusammenarbeit und die einmalige Chance, als kommis-
sarischer Gruppenleiter wertvolle Erfahrungen sammeln zu konnen. Sehr gefreut habe ich
mich iliber die Zusage von Herrn Prof. Dr. mont. habil. Dr. h. ¢c. Ewald Werner fiir die
Ubernahme des Korreferats. Thm danke ich unter anderem fiir die Anregungen aus einer
etwas anderen, werkstoffwissenschaftlicheren Perspektive, die mir neue DenkanstoBe fiir die
Zukunft gegeben haben.

All meinen Freunden, die durch verschiedenste Aktivititen zum notwendigen Ausgleich
beigetragen haben, danke ich fiir viele wertvolle Ratschlige und eine sehr schone
gemeinsame Zeit. Von ganzem Herzen bedanke ich mich bei meiner Frau Vanessa und
meiner Familie, die mich stets unterstiitzt und mir diesen Weg erst ermdglicht haben.
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1 Einleitung

Als weltweit eine der ersten filhrenden Industrienationen beschloss der deutsche Bundestag
2011 die Abschaltung aller deutschen Atomkraftwerke bis Ende 2022 und ebnete damit den
Weg fiir einen groen Umbruch in der deutschen Energieversorgung [23], [45]. Anstelle der
Atomenergie sollen bis 2020 insgesamt mindestens 35%, bis 2050 gar 80% des deutschen
Strombedarfs iiber regenerative Energien wie zum Beispiel Wind- und Solarkraft gedeckt
werden [46]. Hintergrund sind vor allem eine angestrebte umweltfreundlichere und
nachhaltigere Energiegewinnung sowie die Gewihrleistung einer autonomen Energie-
versorgung. In Folge des zunehmenden weltweiten Energiebedarfs bei stetiger Verknappung
der fossilen Brennstoffe ist es nur eine Frage der Zeit, bis auch andere Linder nach
deutschem Vorbild in verstirktem Male auf eine regenerative Energieversorgung setzen
miissen [46]. Dennoch kann zur Abdeckung des Grund-, Mittel- und Spitzenlastbereichs auch
in Zukunft nicht vollstdndig auf fossile Energietriger und somit Kohle- und Gaskraftwerke
verzichtet werden.

Gas- und Dampfturbinen mit Leistungen im Megawattbereich bilden eine wichtige Siule der
deutschen Energiewende. Zum einen bieten sie ein enormes Einsparungspotential im
Verbrauch fossiler Brennstoffe durch Wirkungsgradsteigerungen, wodurch gleichzeitig die
Emissionen von Treibhausgasen gesenkt werden konnen. Zum anderen sind Gasturbinen in
Anbetracht noch unzureichender Speichermoglichkeiten elektrischer und thermischer Energie
essentiell flir die Gewdhrleistung der Versorgungssicherheit bei plotzlichen Bedarfs-
dnderungen oder zum Beispiel wetterabhingigen Schwankungen der regenerativen Solar-
oder Windenergie. In solchen Fillen miissen die Turbinen bei entsprechendem Bedarf schnell
und sicher auf die bendétigte Zielleistung hochgefahren und ans Netz gebracht werden
konnen, wobei die Maschinen moglichst flexible Leistungsbereiche abdecken miissen [26].

Neben der Gewinnung elektrischer Energie spielen leistungsfiahige Gasturbinen ebenfalls in
der Luftfahrt als Flugtriebwerke eine sehr wichtige Rolle. Auch hier tragen Steigerungen des
Wirkungsgrads bei gleichzeitiger Erhohung der Lebensdauer und Betriebssicherheit
entscheidend zu Energieeinsparung und Umweltschutz bei. In Anbetracht der hohen Anzahl
der weltweit durchgefiihrten Fliige von tiber 30 Millionen pro Jahr ist die weitere
Effizienzsteigerung der Flugtriebwerke essentiell, zumal sie die Flugkosten und die beim
Fliegen verursachten Schadstoffemissionen entscheidend beeinflussen [82]. Eine im Zuge der
Globalisierung zu erwartende zunehmende Luftverkehrsdichte erfordert auerdem haufigere
Kurs- und Hohenwechsel und stellt somit neue Anforderungen an die Triebwerke in Form
von vermehrten Lastwechseln.

Wirkungsgrad, Betriebssicherheit und Lebensdauer von Turbomaschinen sind sehr eng
verbunden mit der Effizienz und Zuverlédssigkeit der eingesetzten Dichtungssysteme [26].
Zum einen sorgen die Dichtungssysteme fiir die Minimierung wirkungsgradreduzierender
Leckagestrome zwischen statischen und rotierenden Komponenten. Zum Beispiel
gewihrleisten die Gasdichtungen am inneren und &uBleren Deckband der Leit- bzw.
Laufschaufelreihen, dass ein moglichst groBer Anteil des komprimierten Fluids am
Energieumsatz in der Schaufel beteiligt ist und minimieren aerodynamische Verluste durch
Sekundérwirbel. Zum anderen sind die Dichtungssysteme fiir die Regulierung der Druck- und
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Stromungsverhéltnisse im Sekundérluftsystem der Gasturbinen verantwortlich, welches unter
anderem fiir die Kiihlluftversorgung der vorderen Turbinenstufen oder der Brennkammer-
struktur zustindig ist. Die Zuflihrung einer optimalen Kiihlluftmenge in jedem Betriebs-
bereich tragt dabei entscheidend zu héheren Gesamtwirkungsgraden und Lebensdauern der
Maschine bei.

Die Verbesserung der eingesetzten Dichtsysteme zéhlt zu den effizientesten und
kostengiinstigsten Methoden zur Erhohung der Wirkungsgrade, Betriebssicherheit und
Lebensdauer von Gas- und Dampfturbinen [26], [75], [76], [98]. Verdeutlicht wird dies unter
anderem durch die groe Anzahl der in den vergangenen Jahren eingereichten
Dichtungspatente [61], [98]. Besonders in Anbetracht der zu erwartenden steigenden Druck-
und Temperaturverhéltnisse sowie der zunehmenden GrofBle zukiinftiger Turbomaschinen
kommt der Leckagereduktion und verbesserten Kiihlluftzufiihrung eine enorme Bedeutung zu
[1], [40], [105].

Die Dichtungen Thermischer Stromungsmaschinen sind extremsten Bedingungen ausgesetzt,
womit ihre Entwicklung und Verbesserung eine grof3e technische Herausforderung darstellt.
Zum Beispiel liegen die Heillgastemperaturen in der ersten Hochdruckturbinenstufe in
Flugtriebwerken um die 1500 °C bei Driicken bis zu 40 bar, welchen die Werkstoffe
mindestens 20000 Stunden Stand halten miissen [26], [76]. Hohe Anforderungen an die
Zuverléssigkeit und Lebensdauer sowie speziell an die Temperatur-, Erosions- und
Korrosionsbestiandigkeit der eingesetzten Dichtungen sind daher unabdingbar [1], [136],
[153], [177]. Eine der grofiten Herausforderungen bei der Entwicklung von Dichtsystemen
liegt in den axialen und radialen Spaltweitendnderungen zwischen den Komponenten, die
sich im Betrieb in Folge instationérer Betriebsbedingungen ergeben und beispielsweise durch
erhohte Leckageverluste oder verdnderte Druck- und Kiihlluftmengenverhiltnisse die
Leistung, Effizienz, Betriebssicherheit und Lebensdauer negativ beeinflussen [75].

Kritisch konnen vor allem Spaltverkleinerungen sein, die in dynamischen Dichtungen im
Extremfall Kontakt zwischen den rotierenden und statischen Dichtkomponenten, das
sogenannte Anstreifen, verursachen. Bei Relativgeschwindigkeiten von mehreren 100 m/s
kann die beim Anstreifen freigesetzte Reibenergie zur Beschddigung der Dichtung fiihren.
Neben mechanischem Versagen durch Herausbrechen von Dichtelementen, Rissbildung oder
Aufschmelzen durch Uberhitzung lassen sich auch iibermiBiger Verschlei und eine damit
verbundene Minderung der Dichtwirkung als kritische Folgen des Anstreifens nennen [131],
[136]. Eine Verschlechterung von Wirkungsgrad und Lebensdauer oder gar Schaufel- oder
Rotorversagen sind mogliche schwerwiegende Folgen. Die Verdnderungen der Spaltweite
miissen von den Dichtungen deshalb unter allen Betriebsbedingungen ohne kritische
Beschidigung toleriert werden [98], [105].

Abgesehen von einer aktiven Spaltweitenkontrolle ldsst sich die Erhohung der
Anstreiftoleranz dynamischer Dichtsysteme nur durch eine Verringerung der beim Anstreifen
freigesetzten Reibenergie erzielen [98], [105]. Die folgenden zwei Ansitze haben sich hierfiir
bewihrt:

- Flexible Dichtsysteme (engl. compliant seals)
- Einlaufsysteme (engl. abradable seals)

Flexible Dichtsysteme, wie zum Beispiel Biirsten- oder Fingerdichtungen, basieren auf dem
Prinzip einer reduzierten Struktursteifigkeit senkrecht zur Dichtflache, was im Kontaktfall zu



kleineren Kontaktdriicken und somit geringeren freigesetzten Reibenergien fiihrt [26], [153].
Mit flexiblen Dichtkonzepten lassen sich meist geringe Spaltweiten und somit potentiell sehr
hohe Dichtwirkungen erzielen [26], [153]. Eine wesentliche Herausforderung bei der
Entwicklung dieser Dichtsysteme liegt in der gleichzeitigen Gewdhrleistung einer
ausreichenden Steifigkeit in Stromungsrichtung, um hohen Druckdifferenzen iiber den
Dichtspalt Stand halten zu konnen. Des Weiteren erhdht die Flexibilitdt die Komplexitit des
Systems, was zu hoheren Entwicklungs- und Fertigungskosten fiihrt und die Zuverléssigkeit
der Dichtung zum Beispiel durch eine hohere Schwingungsanfilligkeit, geminderte
Erosionsbestiandigkeit, Blowdown- und Hystereseeffekte oder gar instabile selbstverstiarkende
Anstreifvorgiange beeintrachtigt [1], [26], [47], [153].

Im Gegensatz zu den flexiblen Dichtsystemen beruht die Funktionsweise der Einlaufsysteme
auf einem schnellen und kontrollierten Verschlei3 der statischen Dichtungskomponente, dem
sogenannten Einlaufbelag. Das System wird so ausgelegt, dass die rotierende Komponente
(zum Beispiel eine Schaufel- oder Labyrinthdichtspitze) im Kontaktfall in den Einlaufbelag
einschneidet, wodurch die Reibbelastung gering gehalten und starker Verschleil oder gar
eine Beschidigung der rotierenden Komponente vermieden wird [26], [28], [75], [98], [177].
Gegeniiber den flexiblen Dichtungen bieten Einlaufsysteme deutliche Kostenvorteile und
ermoglichen eine hohe Lebensdauer und Zuverldssigkeit auch unter schwierigen
Einsatzbedingungen. Zum Beispiel werden Labyrinthdichtungen mit Einlaufbeldgen aus
Honigwabenstrukturen hiufig im Hochdruckturbinenbereich von Gasturbinen mit hohen
Relativgeschwindigkeiten, Driicken und Temperaturen bis iiber 1000°C eingesetzt. In
Abbildung 1 sind beispielhaft typische Einsatzgebiete solcher Labyrinthdichtungen im
Hochdruckturbinenbereich einer Gasturbine dargestellt.

Zuverlédssige Einlaufsysteme mit hoher Dichtwirkung lassen sich nur dann realisieren, wenn
die Anstreifvorgdnge und ihre Folgen schon bei der Auslegung beriicksichtigt und im Betrieb
beherrscht werden konnen. Bis heute sind die physikalischen Vorgidnge beim Anstreifen
solcher Dichtungen jedoch nur unzureichend verstanden und es fehlen zuverldssige
Modellierungsansitze, die es ermoglichen, das Anstreifverhalten der Dichtung vorhersagen
und diese sicher auslegen zu konnen. Die in Folge dieser Unsicherheit erforderlichen groflen
Spaltweiten beschrinken das Dichtungspotential solcher Einlaufsysteme erheblich.

Die vorliegende Arbeit liefert einen essentiellen Beitrag zum Verstindnis des
Anstreifverhaltens und somit zur Optimierung einlaufender dynamischer Dichtsysteme mit
Fokus auf Labyrinthdichtungen mit Einlaufbeldgen aus Hohlkorperstrukturen. Mit Hilfe
aufwéndiger experimenteller Untersuchungen wird in dieser Arbeit erstmals ein
tiefergreifendes physikalisches Verstindnis der Anstreifvorgéinge bereitgestellt. Die
experimentell gewonnenen FErkenntnisse bilden schlieBlich die Grundlage fiir die
Entwicklung eines Modellierungsansatzes, der erstmals unter Beriicksichtigung aller
Einflussparameter die zuverldssige Vorhersage des Anstreifverhaltens einlaufender
Labyrinthdichtungen erméglicht. So schafft diese Arbeit eine hervorragende Basis fiir die
zukiinftige Auslegung und Optimierung von dynamischen Turbomaschinendichtungen mit
Einlaufbeldgen und bildet damit eine wichtige Voraussetzung flir die Verbesserung der
Wirkungsgrade und Betriebssicherheit von Turbomaschinen fiir die Energieversorgung und
den Flugverkehr der Zukunft.

Das folgende Kapitel 2 vermittelt zundchst die wichtigsten Grundlagen zu den in
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Turbomaschinen eingesetzten Einlaufsystemen und gibt einen umfassenden Uberblick zum
Stand der Forschung zum Thema Anstreifen in Dichtungen. Auflerdem wird auf die aktuellen
Grenzen des physikalischen Verstdndnisses von Anstreifvorgidngen in Turbomaschinen
eingegangen und daraus die Zielstellung und Vorgehensweise fiir diese Arbeit abgeleitet.

DECKBAND-
LABYRINTH-
DICHTUNG

LEITSCHAUFEL

LABYRINTH-

VORDRALL-
DICHTUNGEN

DUSE

Abbildung 1: Labyrinthdichtungen mit Honigwabeneinlaufbeldgen in der Hochdruck-
turbine einer Gasturbine als Beispiele fiir Einlaufsysteme (modifiziert
nach [135])



2 Dynamische Turbomaschinendichtungen —
Einlaufsysteme

Gegenstand dieser Arbeit ist die Untersuchung von Anstreifvorgdngen in Labyrinth-
dichtungen mit speziellen Einlaufbeldgen aus Hohlkorperstrukturen sowie die Entwicklung
eines geeigneten Ansatzes fiir ihre realititsnahe Modellierung. Die Bearbeitung dieses
Themengebiets erfordert einerseits das notwendige Verstdndnis der Funktionsweise von
dynamischen Turbomaschinendichtungen, die auf dem Prinzip eines Einlaufsystems basieren,
sowie die Kenntnis der sich daraus ergebenden Anforderungen. Dieses Wissen soll in den
Abschnitten 2.1 und 2.2 dieses Kapitels vermittelt werden. Andererseits bedarf die
Behandlung des Themas eines tiefergreifenden Verstdndnisses der tribologischen Grundlagen
der trockenen Festkorpergleitreibung. Die wichtigsten Grundlagen sowie den aktuellen Stand
der Forschung zum Thema Anstreifen in Turbomaschinendichtungen behandelt Abschnitt
2.3. AbschlieBend werden im Abschnitt 2.4 dieses Kapitels ausgehend vom aktuellen Stand
der Forschung die Zielstellung und die Vorgehensweise der vorliegenden Arbeit abgeleitet.

2.1 Funktionsweise & Anforderungen

Die sogenannten Einlaufsysteme zdhlen zu den dynamischen Turbomaschinendichtungen. Im
Gegensatz zu den statischen Dichtungen miissen dynamische Dichtungen die Spalte zwischen
statischen und rotierenden Turbomaschinenkomponenten abdichten und somit sehr hohe
Relativgeschwindigkeiten tolerieren. Solche abzudichtenden Spalte ergeben sich in
Turbomaschinen, wie in Abbildung 1 verdeutlicht, zum Beispiel im Primirluftsystem
zwischen Laufschaufelspitze und Gehduse bzw. zwischen Leitschaufelkranz und Rotor oder
im Sekundirluftsystem zwischen Gehduse und Rotorkomponenten [28], [76], [105]. Im
Folgenden sollen die Funktionsweise und die Anforderungen an die Einlaufsysteme kurz
beschrieben werden.

2.1.1  Funktionsweise

Einlaufsysteme zdhlen zu den passiven Spaltweitenkontrollsystemen. Sie ermoglichen das
Erzielen geringer Spaltweiten trotz Fertigungs- und Montagetoleranzen oder unbekannter
Spaltweitendnderungen im Betrieb, indem sich der Dichtspalt durch Anstreifvorgidnge selbst
einstellt [26], [27], [28], [70]. Die rotierende Komponente soll im Kontaktfall in den
statorseitigen Einlaufbelag einschneiden bzw. diesen verschleilen, ohne dabei selbst
beschédigt oder verschlissen zu werden [27], [28]. Der reduzierte Verschleil des rotierenden
Systems bietet neben der kostenglinstigeren in-situ Wartung, bzw. dem Austausch der
statischen Einlaufbeldge, sowie einer erhohten Betriebssicherheit auch Vorteile beziiglich der
Dichtwirkung. Durch die Beschrinkung des Verschleiles auf die statische Komponente
vergrofert sich der Spalt bei asymmetrischen Anstreifvorgingen nur lokal, wodurch die
Zunahme des Leckagestroms vergleichsweise gering ausfallt [16], [28], [134], [177].

In den meisten Féllen ist das Einlaufen der rotierenden Komponente in den Einlaufbelag iiber
die ersten Betriebszyklen gewollt, damit sich durch Verschleil des Einlaufbelags der
kleinstmogliche Spalt trotz Fertigungs- und Montagetoleranzen automatisch ausbilden kann
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[75], [98], [105]. In Folge von unvorhergesehenen Spaltweitendnderungen kann es jedoch
auch iiber den gesamten Lebenszyklus der Maschine zu weiterem Anstreifen und Verschleil3
des Einlaufbelags kommen.

Der Einsatz von Einlaufsystemen im Verdichter- und Turbinenbereich ist bereits seit tiber 40
Jahren Stand der Technik [26], [27], [28], [70], [134], [136], [150], [155]. Einlaufbelidge
eignen sich wie in Abbildung 2 dargestellt sowohl zur passiven Spaltweitenkontrolle an
steifen Labyrinthdichtspitzen als auch in Kombination mit Schaufelspitzen [28], [70], [75].

-‘—u\
-/ Airflow
Labyrinth
tooth

a) Labyrinthdichtspitzen b) Schaufelspitzen

|

Abbildung 2: Verschiedene Einlaufbelige in Kombination mit Labyrinthdichtspitzen
(a) und in Kombination mit Schaufelspitzen (b) [75]

2.1.2 Anforderungen

Die in Thermischen Stromungsmaschinen eingesetzten Dichtungssysteme sind extremen
Bedingungen ausgesetzt. Neben den starken Spaltweitendnderungen miissen sie sehr hohen
Driicken und Temperaturen Stand halten und gleichzeitig eine hohe Zuverldssigkeit und
Lebensdauer gewdhrleisten. Die Kenntnis der Anforderungen ist eine essentielle
Voraussetzung fiir die erfolgreiche Optimierung der eingesetzten Dichtsysteme. Sie miissen
unter allen Umstidnden erfiillt werden und lassen sich wie folgt strukturieren:

- Leckagereduktion / -regulierung

- Festigkeit und Lebensdauer

- Ausreichende Einlauffahigkeit

- Kompaktheit und niedrige Kosten

Die primére Funktion der Einlaufsysteme ist die zuverldssige Reduktion oder Regulierung
der Leckagestrome iiber die Dichtung, welche sich iiber die gesamte Betriebsdauer der
Maschine nicht signifikant verdndern diirfen [136]. Letzteres wiirde die Druck- und
Massenstromverhéltnisse im Primér- und Sekundarluftsystem verdndern und kann zu einem
Effizienz- oder Leistungsverlust fithren [105], [136], [151], [152]. Gleichzeitig soll das
aerodynamische Verhalten des Einlaufsystems keinen negativen Einfluss auf Rotorstabilitét
oder Bauteilschwingungen sowie auf die Reibwéarmeautheizung des Fluids ausiiben [1], [75],
[153].

Sowohl die rotierende Komponente als auch die statische Komponente des Einlaufsystems
miissen eine ausreichende Festigkeit und Lebensdauer aufweisen [28]. Hierzu zdhlt
einerseits eine hohe Temperaturbestindigkeit, was vor allem fiir die hohe thermische
Beanspruchung im Turbinenbereich gilt [22], [153], [177]. Die Temperaturbestindigkeit
umfasst sowohl eine ausreichende Materialfestigkeit als auch eine hohe Oxidations- und
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Temperaturwechselbestidndigkeit [22], [144], [177]. Andererseits muss das Dichtsystem eine
hohe Schwingfestigkeit und FErosionsbestindigkeit gegen im Gasstrom mitgefiihrte
Fremdkdrperpartikel oder Tropfen aufweisen [22], [27], [144], [177].

Eine essentielle Voraussetzung fiir die Funktionalitit des Einlaufsystems ist eine unter allen
Umstidnden ausreichende Einlauffihigkeit des Systems ohne Beschédigung oder Verschleifl
der rotierenden Komponente [22], [75], [177]. In den meisten Fillen setzt dies eine hohe
Verschleiflbarkeit des Einlaufbelags mit moglichst geringer Reibenergie und Reibwiderstand
voraus. Teilweise muss die rotierende Komponente zusitzlich mit einer abrasiven Schicht
ausgestattet werden, um ihre Einlaufeigenschaften zu verbessern und die beim Anstreifen
entstechenden Reibtemperaturen und damit verbundenen thermischen Spannungen zu
reduzieren [22], [36], [70], [76], [149], [150], [153]. Solche Beschichtungen der rotierenden
Komponente sind jedoch sehr kostenintensiv und somit, wenn moglich, zu vermeiden [149].

Niedrige Kosten sowie eine einfache und reproduzierbare Fertigung, Montage und
Austauschbarkeit sind weitere wichtige Anforderungen an Dichtsysteme [22], [70], [177].
Vor allem fiir Flugtriebwerke sind zudem die Kompaktheit und ein geringes Gewicht von
Bedeutung.

Die genannten Anforderungen beeinflussen sowohl die Dichtungskonstruktion als auch die
eingesetzten Werkstoffe der rotierenden und statischen Komponenten [70]. Kein
Einlaufsystem kann alle Anforderungen gleichzeitig erfiillen [16], [28], [76]. Zum Beispiel
widerspricht eine hohe Erosionsbestindigkeit haufig einer leichten Verschleiflbarkeit des
Einlaufbelags [30], [70]. Je nach Position in der Maschine und den erwarteten
Anstreifbedingungen, Umgebungstemperaturen, der erforderlichen Dichtwirkung und
Lebensdauer sowie der Geometrie und Werkstoffe der rotierenden Komponente miissen die
Eigenschaften des Einlaufbelags auf den speziellen Anwendungsfall angepasst werden [16],
[28], [70], [75], [76]. Dabei miissen Einlaufbeldge inklusive des Rotors und der umgebenden
Statorstruktur als vollstdndiges tribologisches System betrachtet werden [27]. Im folgenden
Abschnitt 2.2 werden die verschiedenen Typen an Einlaufbeldgen und ihre Eigenschaften
ndher betrachtet.

2.2  Einlaufbelage — Stand der Technik

Als wichtigste funktionsrelevante Anforderung an die FEinlaufbeldge ist ihre
VerschleiBBbarkeit zu sehen, welche maf3geblich durch die Scherfestigkeit bestimmt wird. Die
Scherfestigkeit hdngt sowohl von den eingesetzten Werkstoffen als auch von der
strukturellen Porositdt und Dichte des Einlaufbelags ab [41], [154]. Gleichzeitig muss der
Einlaufbelag aerodynamisch gasdicht sein und durch seine Struktur oder Porositdt die
Dichtwirkung nicht signifikant beeintriachtigen [22], [75], [76], [143], [177]. Auch eine hohe
Wirmeddmmfahigkeit des Einlaufbelags ist von Vorteil, da diese unter anderem einen
positiven Einfluss auf die Spalthaltung ausiiben kann [22], [144]. Uber die Jahre wurden
bereits viele verschiedene Arten von Einlaufbeldgen entwickelt, welche sich den folgenden
Kategorien zuordnen lassen [16], [28], [30]:

1. Einlaufbeliige mit niedriger Scherfestigkeit, zum Beispiel aufgespritzte
Aluminiumschichten oder Polymerschichten

2. Porose Einlaufbelige, zum Beispiel thermisch aufgespritzte Anstreifschichten oder
gesinterte Fasermetalle
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3. Periodische Hohlkérperstrukturen, zum Beispiel metallische Honigwabenzellen

Zahlreiche voneinander unabhingige Veroffentlichungen zu den verschiedenen
Einlaufbeldgen sind in der Literatur verfligbar, wobei es bisher jedoch keinen
zusammenfassenden, anschaulichen Uberblick gibt. In den folgenden Abschnitten soll der fiir
diese Arbeit relevante Stand der Technik kurz zusammengefasst werden. Ausreichende
Kenntnisse der verfiigbaren Einlaufbeldge sind eine wichtige Voraussetzung fiir die richtige
Einordnung bisheriger Untersuchungen zum Anstreifverhalten von Einlaufsystemen in
Abschnitt 2.3.

2.2.1 Weiche Einlaufbelage ohne Porositat

Weiche Einlaufbelige ohne Porositit beruhen auf einer niedrigen Scherfestigkeit des
Grundwerkstoffs. Zu ihnen zdhlen beispielsweise polymerbasierte, nickelgraphitbasierte oder
aluminiumbasierte Schichten [148]. Weiche Einlaufbeldge bieten in der Regel eine gute
VerschleiB3barkeit ohne gleichzeitig die Dichtwirkung negativ zu beeinflussen. Limitierender
Faktor beim Einsatz weicher Einlaufbeldge ist meist der begrenzte Temperatureinsatzbereich
von bis zu 180°C fiir Polymere bzw. 340°C fiir Aluminium mit Silikonharz sowie eine
niedrige Erosionsbestindigkeit [52].

2.2.2 Pordse Einlaufbelage

Durch eine bewusste Erzeugung einer meist unstrukturierten Porositidt im Einlaufbelag kann
die Verschlei3barkeit des Werkstoffs deutlich verbessert werden. Mit zunehmender Porositét
sind die Bindungen zwischen den Partikeln leichter zu brechen und sehr feine Spiane konnen
entstehen [22]. Trotzdem ist es nicht moglich, die Porositdt beliebig zu erhdhen. Eine
abnehmende mechanische Festigkeit und Erosionsbestindigkeit oder eine zunehmende
Gasdurchlissigkeit wiaren mogliche negative Folgen [26], [27], [28], [70], [148]. Eine
zunehmende Porositit vergrofert zudem die Kontaktfliche mit dem Hei3gas, wodurch
Oxidationsprozesse verstirkt auftreten [27]. AuBBerdem erhoht die Porositdt die Gefahr des
anstreifbedingten Verdichtens des Einlaufbelags durch plastische Verformung, was sich
nachteilig auf die FEinlauffdhigkeit des Belags bei nachfolgenden Anstreifvorgingen
auswirken kann [26], [27], [76], [105], [144]. Ein Vorteil der porésen Einlaufbelidge liegt
hingegen in ihrer strukturbedingt besseren Warmeddmmfahigkeit, da der Triagerring nicht
direkt dem Heillgas ausgesetzt ist [143], [150]. Fiir die Erzeugung der Porositit gibt es
verschiedene Mdoglichkeiten:

- Thermisch aufgespritzte Einlaufschichten
- Gesinterte Fasermetalle
- Hohle Metallkugeln

Ein géngiger Ansatz zur Erzeugung der Porositdt besteht im thermischen Aufspritzen von
Pulverwerkstoffen, welche bei hohen Temperaturen geschmolzen und schichtweise auf ein
Tréagermaterial gespritzt werden [27], [28], [50], [70], [149]. Dieses Verfahren bietet die
Moglichkeit, die Eigenschaften der aufgespritzten Schicht durch Variation der
Werkstoffkombination und Prozessparameter gezielt zu beeinflussen [70], [115]. Fiir
Einsatztemperaturen iiber 760°C miissen pordse Einlaufbeldige aus keramikbasierten
Werkstoffen mit einer hohen Oxidationsbestandigkeit und Wiarmedammfahigkeit verwendet
werden [26], [70], [75], [143], [148], [149]. In diesem Fall ist eine Beschichtung der
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rotierenden Komponente durch eine spezielle kostenintensive abrasive Schicht aus harten
Kornern unerldsslich [28], [143], [148], [149]. Ein umfassender Uberblick zu den in
Gasturbinen eingesetzten Beschichtungen und Werkstoffkombinationen wird von DeMasi-
Marcin und Gupta, Hendricks et al. oder von Rajendran gegeben [41], [75], [133].

Eine weitere hdufig eingesetzte Moglichkeit zur Erzeugung von Porositét bieten so genannte
Fasermetalle. Durch einen Sinterprozess werden die diinnen Metallfasern mit Durchmessern
von 8-10 um zum blechférmigen Anstreifbelag verbunden und anschlieBend auf die
erforderliche Dicke bzw. Dichte gewalzt [25], [27], [76], [77], [105]. Fasermetalle bieten
meist eine hervorragende Verschleibarkeit beim Anstreifen, welche durch den
Fertigungsprozess gezielt beeinflusst werden kann [1], [15], [25], [143]. Ein wesentlicher
Nachteil ist die Gefahr des Losens einzelner Fasern beim Anstreifen oder durch Erosion,
wodurch zum Beispiel Kiihlluftbohrungen verstopfen konnten [25].

Weitere pordse Einlaufbelidge, wie zum Beispiel hohle Metallkugeln, befinden sich derzeit
noch in der Entwicklung, wobei bisher kaum Untersuchungen zu ihren Eigenschaften
verdffentlicht wurden [143]. Sie werden durch die Beschichtung von Styroporkugeln mit
einer Metalllegierung hergestellt, welche anschlieBend durch Sinterprozesse zu einem
Einlaufbelag verbunden werden [5], [117].

2.2.3 Periodische Hohlkorperstrukturen

Die am héufigsten als Einlaufbelag eingesetzte Hohlkorperstruktur ist die Honigwabenzelle,
welche bereits seit Jahren zum Stand der Technik gehort und in fast jeder Gasturbine
eingesetzt wird [129], [141]. Honigwabenzellen werden sowohl in Kombination mit
Labyrinthdichtungen als auch mit Schaufelspitzen im Primér- und Sekundérluftsystem von
Flugtriebwerken und stationdren Gasturbinen eingesetzt [26], [129], [147], [150]. Sie
bestehen wie in Abbildung 3 dargestellt aus umgeformten schmalen Blechen mit Stirken
zwischen 75 und 150 um, welche durch Punktschweiflen so miteinander verbunden werden,
dass eine periodische hexagonale Honigwabenzellenstruktur entsteht [129], [147], [150],
[163]. Die zusammengesetzten Honigwabenbleche werden anschlieend unter Vakuum auf
die Trigerscheibe oder direkt in das Gehduse geldtet und auf Nennmal3 geschliffen, wobei
das Lot durch die Kapillarwirkung zwischen die Verbindungsstellen der einzelnen Bleche
gezogen wird und den Honigwaben so zusétzliche Stabilitdt verleiht [129], [146], [147],
[150]. Die Lotprozesse sind in der Regel so ausgelegt, dass das Lot nicht iiber die gesamte
Honigwabenhohe in die Zwischenwédnde gezogen wird und so die Einlaufeigenschaften nicht
negativ beeinflusst [147], [150].

Die durch die Honigwabenzellstruktur verringerte statorseitige Anstreiffliche gegeniiber der
rotierenden Komponente leistet einen wichtigen Beitrag zur besseren Verschlei3barkeit des
Einlaufbelags [147], [150]. Durch den beschriebenen konventionellen Fertigungsprozess
entstehen an den Verbindungen der einzelnen Bleche jedoch doppelte Wandstdrken, welche
zu besonders ungiinstigen Anstreifbedingungen mit starkem Rotorverschlei3 fiihren kénnen
[16], [76]. Moderne laserbasierte Fertigungsmethoden ermoglichen in Zukunft auch die
Herstellung neuer 3D-Strukturen, die bisher fertigungstechnisch nicht realisierbar waren [76],
[142].

Ein Vorteil der Honigwabenstrukturen gegeniiber den pordsen Einlaufbeldgen liegt in den
vergleichsweise kurzen lokalen Kontakteingriffslingen, wodurch die Gefahr des
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Mitschleifens abgetrennter Verschleifpartikel in die Reibzone und eine daraus resultierende
Verstirkung der Reibinteraktion verringert wird [144]. Die periodische Struktur der
Honigwaben gewihrleistet zudem eine hohere mechanische Stabilitdt. Dieser Strukturvorteil
erweitert die Auswahlmoglichkeiten der einsetzbaren Materialien, so dass die einzelnen
Bleche prinzipiell aus den verschiedensten Werkstoffen mit der erforderlichen Festigkeit und
Temperaturbestdandigkeit hergestellt werden konnen. Typische eingesetzte hochtemperatur-
feste Legierungen lassen sich unterscheiden in Metalllegierungen mit hohem Aluminium-
gehalt (zum Beispiel FeCrAlY, MI2100 oder Haynes 214 (NiCrAlY)) und Nickelbasis-
Superlegierungen mit niedrigerem Aluminiumgehalt (zum Beispiel Hastelloy X
(NiCrFeMoCo), Nimonic (NiCrMo) oder Inconel 617 (NiCrCoMoFeAl)) [129], [140], [141],
[150]. Dabei zdhlen Hastelloy X und Haynes 214 derzeit noch zu den am haufigsten
eingesetzten Metallegierungen in Turbomaschinendichtungen [150], [153]. Fiir eine
ausfiihrliche Diskussion der Eigenschaften der eingesetzten Werkstoffe wird auf Sporer und
Shiembob [147] verwiesen.

* Einzelnes
Honigwabenblech

Verbundene Honigwabenbleche

Abbildung 3: Schematische Darstellung des konventionellen Herstellungsprozesses
von Honigwabeneinlaufbeldgen (modifiziert nach [163])

Laut Sporer und Shiembob [147] zdhlen Oxidation oder Korrosion zu den héufigsten
Versagensursachen von Honigwabeneinlaufbeldgen und lagen daher in den vergangenen
Jahren im Fokus einiger Forschungsaktivititen. Die Oxidationsbestindigkeit, die den
Temperatureinsatzbereich der Honigwabenzellen entscheidend beeinflusst, hidngt vor allem
von der chemischen Zusammensetzung ab [37], [129], [141]. Zum Beispiel bildet sich bei
Hastelloy X, Nimonic oder Inconel 617 auf der Oberfliche iiberwiegend eine
Chromoxidschicht (Cr,03) aus, welche bis 950°C temperaturbestandig ist [129], [147], [150].

Fiir die metallischen Blechwerkstoffe in Einlaufbeldgen gibt es weitere Mdglichkeiten zur
werkstoffseitigen Verbesserung, dhnlich der stetigen Weiterentwicklung der im Auto-
mobilbau eingesetzten Stahlfeinbleche [170]. In den vergangenen Jahren wurden
beispielsweise vermehrt aluminiumhaltige Legierungen fiir hohere Einsatztemperaturen von
Honigwabenzellen auf ihre Oxidationsbestindigkeit getestet. Thr Vorteil besteht in einer
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iiberwiegend langsam wachsenden Aluminiumoxidschicht (Al,O3), die bis Temperaturen von
1100°C bestandig ist [129], [141], [143], [146], [147], [150]. Damit sich diese schiitzende
Oxidschicht ausbilden kann, muss der Aluminiumgehalt im Honigwabenblech ausreichend
hoch sein. Dieser hiangt sowohl vom eingesetzten Werkstoff als auch von der Wandstérke der
Honigwabenbleche ab [143], [150]. Jedoch kann der Aluminiumgehalt des eingesetzten
Werkstoffs nicht beliebig erhoht werden, da sich die mechanischen Eigenschaften, wie zum
Beispiel die Plastizitit, gleichzeitig verschlechtern und die Fertigungskosten steigen. Auch
die passende Menge und Auswahl des Lotwerkstoffs spielt eine wichtige Rolle bei der
Oxidationsbesténdigkeit der Honigwabenbleche und wurde in den vergangenen Jahren
intensiver untersucht [146], [150]. Das Lot kann durch Diffusionsprozesse die chemische
Zusammensetzung der Honigwabenbleche verdndern und deren Oxidationsbestdndigkeit
beeintrachtigen [129], [143], [150].

Ein Nachteil der Honigwabenzellen gegeniiber beispielsweise den weichen Einlaufbeldgen
liegt in einer Erhohung des Leckagemassenstroms fiir kleine Spaltweiten unter 1 mm [44],
[166], [167]. Dies lasst sich auf die Erhdhung der effektiven Spaltweite zuriickfiihren [69],
[137], [168]. Je groBer der Innendurchmesser der Honigwabenzellen, desto ausgeprégter ist
dieser Effekt. Bei groferen Spaltweiten wirken Honigwabenbeldge hingegen wie eine raue
Wand und verstirken so die Verwirbelungen der Stromung, wodurch der Leckagestrom
gemindert wird. Honigwaben kdnnen aulerdem einen positiven dimpfenden Einfluss auf die
Rotordynamik ausiiben, da der Drall in der Strémung durch die erhdhte Reibung reduziert
und somit die exzentrischen Auslenkungskrifte auf den Rotor geschwécht werden [8], [52],
[76], [136], [153].

Trotz der intensiven Erforschung alternativer Einlaufbeldge fiir Turbomaschinendichtungen
werden die Honigwabenzellen aus den genannten Griinden auch in Zukunft unverzichtbar
sein. Dies gilt auf Grund ihrer Temperaturbestindigkeit vor allem im Hochdruck-
turbinenbereich. Trotzdem besteht, wie verdeutlicht, auch im Bereich der Honigwabenbelidge
Optimierungspotential, zum Beispiel beziiglich ihrer Struktur und Herstellung sowie ihres
Verschleif3verhaltens.

2.3  Anstreifen in Einlaufsystemen — Grundlagen & Stand der
Forschung

Fiir die sichere Auslegung und Neuentwicklung von Einlaufsystemen ist ein tiefergreifendes
physikalisches Verstindnis der Vorgidnge beim Anstreifen unerlédsslich. Auflerdem sind
geeignete Modellierungsansétze erforderlich, um das Anstreifverhalten und speziell den
Verschlei3 sowie kritische Beschiddigungen der Komponenten vorhersagen und diese
entsprechend optimieren zu konnen. Sowohl der Verstindnisautbau als auch die
Modellentwicklung werden erschwert durch

- die groBe Anzahl moglicher Anstreifszenarien mit unterschiedlichen Bedingungen
und
- die Komplexitdt der tribologischen Phinomene.

Je nach Fertigungs- und Montagetoleranzen sowie den wirkenden thermischen und
mechanischen Lasten konnen sowohl achsensymmetrische als auch asymmetrische
Spaltweitendnderungen verursacht werden [26], [28], [76], [98], [105], [136]. Einlaufsysteme
miissen alle im Betrieb auftretenden Spaltinderungen und daraus resultierende
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Anstreifvorgdnge zwischen rotierender und statischer Komponente ohne Beschiddigung
tolerieren. Je nach resultierenden Relativgeschwindigkeiten und kinematischen Kontakt-
bedingungen spielen unterschiedliche tribologische Phdnomene eine Rolle [153].

Die Anstreifvorginge in Einlaufsystemen von Turbomaschinen fallen aus tribologischer
Sicht meist in die Kategorie der trockenen Festkorpergleitreibung mit hohen Relativ-
geschwindigkeiten iiber 100 m/s und vorgegebener Verschiebung [108], [109]. Die
tribologischen Phdnomene in diesen Systemen sind komplex [153], da verschiedene multi-
physikalische und mehrskalig wirkende Mechanismen nichtlinear miteinander interagieren,
wie zum Beispiel Schwingungen, Kontaktmechanik, mikroskopische und makroskopische
Reib- und VerschleiBmechanismen sowie Wiarmeleitung und Warmeiibertragung [85], [113].
Auf Grund der extremen Bedingungen unterscheiden sich die tribologischen Effekte beim
Anstreifen in Turbomaschinen von den eher bekannten Reib- und Verschleiimechanismen
bei herkdmmlichen zerspanenden Fertigungsprozessen, Brems- und Kupplungssystemen oder
dhnlichen Anwendungen [27].

Dieses Kapitel vermittelt einen Uberblick zum aktuellen Wissensstand und zu den bis dato
verdffentlichten experimentellen und modellgestiitzten Untersuchungen zum Thema
Anstreifen in dynamischen Dichtungen in Turbomaschinen. Die dafiir erforderlichen
wichtigsten tribologischen Grundlagen und Zusammenhidnge werden im Abschnitt 2.3.1
zusammengefasst. Der anschlieende Abschnitt 2.3.2 widmet sich der Zusammenfassung der
bedeutendsten experimentellen Untersuchungen und den daraus gewonnenen Erkenntnissen
mit besonderem Fokus auf Einlaufsysteme. Eine allgemein gefasste Darstellung des Stands
der Forschung zur Modellierung von Einlaufsystemen erfolgt abschlieBend in Abschnitt
2.3.3.

2.3.1 Tribologische Grundlagen

Dieses Kapitel vermittelt die wichtigsten tribologischen Grundlagen zur Beschreibung von
Anstreifvorgdngen in Einlaufsystemen im Turbomaschinenbau, die zur Bearbeitung dieser
Arbeit notwendig sind. Die dargestellten Grundlagen bilden spéter eine wichtige Basis fiir die
Planung und Interpretation der durchgefiihrten experimentellen Anstreifversuche (siehe
Kapitel 3) sowie fiir die Modellentwicklung, welche in Kapitel 4 erldutert wird. Sie sind aus
der Literatur zusammengetragen und wurden, falls nicht anders angegeben, den Fachbiichern
und Veroffentlichungen der folgenden Autoren entnommen: Blau [17], Bowden und Tabor
[21], Czichos [33], Hornbogen et al. [80], Kennedy [93], [94], Kragelski und Dobyczin [96]
sowie Uetz und Fohl [162].

Eine Relativbewegung zwischen zwei sich beriihrenden Festkorpern fiihrt zu Reibung. Diese
duBert sich in Form von energiedissipierenden Mechanismen, welche zu einem im Kontakt
gegen die Bewegungsrichtung wirkenden Widerstand und somit zu einer die Bewegung
hemmenden Reibkraft fiihren. Die auftretende Reibleistung wird unter anderem in
Lichtemissionen, akustischen Wellen oder Wérme dissipiert, wobei letztere den deutlich
grofften Anteil ausmacht. Die Mechanismen resultieren zum Beispiel aus Adhésions-
wirkungen zwischen den Grundkdrpern oder aus plastischen Verformungen in der
Kontaktzone. Die Erforschung und Beschreibung von Reibvorgingen und allen damit
zusammenhdngenden Phidnomenen ist bereits seit Jahrhunderten zentraler Bestandteil der
Ingenieurwissenschaften und wird allgemein unter dem Oberbegriff der Tribologie
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zusammengefasst. Zur vollstindigen Beschreibung von Reibvorgéngen miissen zahlreiche,
stark interagierende Mechanismen beriicksichtigt werden. Hierzu zdhlen unter anderem das
Kontaktverhalten, das thermische Verhalten, das Reib- und Verschleilverhalten, das
tribochemische Verhalten sowie die meist temperaturabhéngigen Werkstoffeigenschaften.

Die physikalischen Zusammenhénge beim Auftreten trockener Festkorpergleitreibung sind in
Abbildung 4 dargestellt. Die Abbildung verdeutlicht die Komplexitit der Beschreibung von
Reibvorgéngen und soll im Folgenden niher erldutert werden. Sie fasst die wichtigsten in der
Literatur beschriebenen Einfliisse auf die trockene Gleitreibung und deren Wechsel-
wirkungen zusammen. Die Késten mit gestrichelter Umrandung bezeichnen vorgegebene
Anfangs- und Randbedingungen, die Késten mit durchgezogener Umrandung Teilsysteme
des tribologischen Gesamtsystems.
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Abbildung 4: Schematische Darstellung der Einflussfaktoren und ihrer Zusammen-
hénge in einem tribologischen System mit Hinblick auf die Einlauf-
systeme in Turbomaschinendichtungen (in Anlehnung an [32])

Ausgangspunkt eines trockenen Gleitreibvorgangs ist der Kontakt zwischen zwei
Festkorpern. Das Kontaktverhalten des Systems wird wesentlich durch die Geometrie und
Werkstoffeigenschaften der Festkorper sowie durch die kinematischen Randbedingungen
beeinflusst. Das Kontaktverhalten bestimmt die resultierende Kontaktspannungsverteilung p.
und die reale mikroskopische Kontaktfliche A,. Letztere unterliegt statistischen
Schwankungen und ergibt sich aus der Summe der aktuell vorliegenden tatséchlichen
Kontaktpunkte zwischen den Rauheitshiigeln der Oberflachenprofile. Sie ist meist deutlich
kleiner als die nominelle makroskopische Reibfliche A, zwischen den Reibkdrpern. Das
Kontaktverhalten wird sowohl durch makroskopische Faktoren, wie zum Beispiel dem
Relativgeschwindigkeitsvektor U oder der Systemsteifigkeit, als auch durch mikroskopische
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Faktoren, wie zum Beispiel der Oberflichenbeschaffenheit der Kontaktfliche oder der
lokalen Mikrostruktur der Werkstoffe beeinflusst. Eine analytische Betrachtung des Kontakt-
verhaltens ist nur fiir einfache Geometrien und Randbedingungen sowie fiir rein elastische
Verformungen moglich [79]. Fiir reale Geometrien und nichtlineares Werkstoffverhalten ist
die Simulation des Kontaktverhaltens meist aufwiandig und numerisch anspruchsvoll [11],
[173]. Eine zuverldssige Bestimmung und realititsnahe Vorhersage der realen
mikroskopischen Kontaktfliche A, ist in vielen Fillen sowohl experimentell als auch
numerisch kaum moglich. Dies liegt vor allem an den fehlenden notwendigen Informationen
iiber die tatsdchliche Oberfldchentopographie der Reibpartner, welche nur schwer exakt
bestimmt werden kann [104], [128]. Die numerische Modellierung des Kontaktverhaltens
von Reibsystemen ist ein aktuelles Forschungsthema [104], [173]. Sie erfordert die
Diskretisierung der Kontaktfliche und die iterative Losung eines zusitzlichen Gleichungs-
systems fiir die Verschiebungen der Knoten in der Kontaktfliche, was je nach betrachtetem
Fall und Randbedingungen mit einem erheblichen Rechenaufwand verbunden sein kann
[104], [178].

Eng verkniipft mit dem Kontaktverhalten eines tribologischen Systems ist dessen
Reibverhalten, welches je nach kinematischen Randbedingungen, Werkstoffeigenschaften,
wirkender realer Kontaktfliche A, und Normalspannungsverteilung p. durch unter-
schiedliche energiedissipierende Mechanismen beeinflusst wird. Das Reibverhalten bestimmt
die GroBle des Bewegungswiderstands in Form einer Reibschubspannungsverteilung tz. Die
experimentelle  Untersuchung der mikroskopisch wirkenden energiedissipierenden
Mechanismen, wie zum Beispiel das Mikrofurchen oder Mikrospanen, ist sehr schwierig.
Dementsprechend anspruchsvoll und rechenintensiv gestaltet sich eine realitétsgetreue
Abbildung der mikroskopischen Mechanismen in einem numerischen Modell. Haufig wird
das Reibverhalten eines tribologischen Systems vereinfachend durch ein makroskopisches
Reibgesetz beschrieben. Als Beispiel sei das Coulomb’sche Gesetz zu nennen, welches die
resultierenden Reibkréfte mit Hilfe eines Reibkoeffizienten pu und der Normalkraft bestimmt.

Eine zentrale Rolle bei Reibvorgingen spielen, wie in Abbildung 4 verdeutlicht wird, die
Werkstoffeigenschaften der in Kontakt stehenden Festkorper. Hierzu zéhlen sowohl die
mechanischen Eigenschaften, die thermophysikalischen Eigenschaften sowie die chemischen
Stoffeigenschaften. Meist ist das Werkstoffverhalten stark temperaturabhiangig, was fiir die
realititsgetreue Beschreibung von Reibvorgidngen beriicksichtigt werden muss [1], [17], [33],
[93]. Gerade fiir Temperaturen nahe dem Schmelzbereich der Werkstoffe fehlen hiufig
zuverldssige Werkstoffdaten, was die Untersuchung von Gleitreibvorgingen zuséitzlich
erschwert.

Die der Relativbewegung entgegen wirkenden Reibschubspannungen 7z im Kontakt fiihren
zu einer Reibleistung, welche vor allem in Form eines Warmestroms ¢y dissipiert wird und
abhéngig von den thermischen Randbedingungen zu einer Temperaturerh6hung der
Kontaktkorper fiihrt. Dies gilt insbesondere in unmittelbarer Umgebung der Kontaktfldche.
Neben dem Einfluss auf die Werkstoffeigenschaften fiihrt die Temperaturerhéhung zu einer
thermischen Ausdehnung &), der Reibpartner, was sich wiederum auf das Kontaktverhalten
und die resultierenden Kontaktspannungen auswirken kann. Neben thermischen Spannungen
kénnen die thermischen Ausdehnungen auch zu einer Verstirkung der Uberdeckung
zwischen den Reibkorpern fithren und einen instabilen Reibvorgang verursachen [10], [24],
[51].
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Bei der Temperaturerhbhung muss dhnlich dem Kontakt- und Reibverhalten zwischen
mikroskopischen und makroskopischen Effekten unterschieden werden. In den
mikroskopisch kleinen wahren Kontaktpunkten der Reiboberflichen konnen in sehr kurzer
Zeit sehr hohe Temperaturen entstehen, welche fiir beide Reibpartner unmittelbar in der
Kontaktfliche identisch sind und in der Literatur meist als Blitztemperaturen bezeichnet
werden [43], [94], [110]. In der restlichen, mikroskopisch zum aktuellen Zeitpunkt nicht in
Kontakt stehenden Reiboberfliche, liegen jedoch deutlich geringere Temperaturen vor. Die
makroskopisch gesehen mittlere Temperatur wenige Mikrometer von der Reiboberfliche
entfernt ist daher meist fiir beide Reibpartner unterschiedlich. Fiir die Modellierung von
Reibvorgdngen auf der Makroskala muss deshalb von einem Wairmeleitwiderstand in der
Kontaktfliche ausgegangen werden [3], [97], [111], [160]. Je groBer die wahre Kontaktfliche
ist, desto geringer fillt dieser Wiarmeleitwiderstand aus. Die theoretische Berechnung der
Verteilung und Grofle der wahren Kontaktpunkte ist mit groBen Unsicherheiten behaftet und
macht eine zuverldssige Vorhersage des Warmeleitwiderstands sehr schwierig [165]. Des
Weiteren muss bei der Betrachtung der Temperaturentwicklung im Reibkontakt bedacht
werden, dass sich die Warmeeintragsflichen beider Reibkorper in den meisten Fillen relativ
zueinander bewegen. Dies gilt sowohl auf mikroskopischer als auch auf makroskopischer
Ebene. Der Einfluss der kinematischen Randbedingungen muss fiir eine realititsgetreue
Abbildung des thermischen Systemverhaltens im Modell beriicksichtigt werden.

Die starke lokale mechanische und thermische Beanspruchung der Festkorper in der wahren
Kontaktfliche kann zu Verschleifs mit der Verschleirate w fithren, welcher sich sowohl
durch einen Materialabtrag als auch durch plastische Verformungen auf Mikro- und/oder
Makroebene dulern kann und somit das Kontaktverhalten wesentlich beeinflusst [86], [95].
Zum Beispiel konnen harte Rauheitshiigel in die gegeniiberliegende weichere Kontakt-
oberflache einschneiden oder einpfliigen und so die oberflichennahen Regionen verdndern
oder entfernen. Die durch Materialabtrag stofflich dissipierte Warme ¢y, beeinflusst
wiederum das thermische Verhalten des tribologischen Systems. Auch der adhdsionsbedingte
Materialiibertrag zwischen den Reibpartnern kann von Bedeutung sein, zum Beispiel indem
er zu einer Verdnderung der Werkstoffeigenschaften oder der geometrischen Verhiltnisse
fiihrt. Neben den genannten mechanischen Verschleifmechanismen ist bei sehr hoher
Reibwarmeentwicklung auch ein thermischer Verschleil in Form von lokalen Auf-
schmelzungen mdglich [88]. Das VerschleiBverhalten spielt eine zentrale Rolle fiir die
Funktionalitit von Einlaufsystemen in Turbomaschinen.

Erhohte Temperaturen im Kontaktbereich fordern das Auftreten tribochemischer
Reaktionen der Grundkorper mit dem umgebenden Medium. Das Zustandekommen neuer
Bindungen und eine verdnderte Mikrostruktur konnen die Werkstoffeigenschaften wesentlich
verdandern. Als Beispiel hierfiir sei die verstirkte Oxidation von metallischen Festkorpern
genannt, welche je nach Metalloxid zu einer Verhdrtung der Randschicht fiihren kann und
somit das Kontakt-, Reib- und Verschleilverhalten beeinflusst. Funken waihrend des
Reibvorgangs sind beispielsweise auf die Oxidation von freigesetzten Verschlei3partikeln
zuriickzufiihren [18].

Fiir die realititsgetreue Abbildung eines tribologischen Systems miissen moglichst alle
genannten Aspekte und Zusammenhénge auf Makro- und Mikroebene berticksichtigt werden.
AuBlerdem muss das zeitliche Verhalten in Betracht gezogen werden, da beispielsweise
transiente Temperaturdnderungen wie erldutert zu unterschiedlichen Reib- und Verschlei3-
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bedingungen fithren kdnnen. Dies gilt insbesondere filir Anstreifvorgéinge in Einlaufsystemen
in Turbomaschinen, in denen in kurzer Zeit sehr groBBe Reibwirmestrome in der GroéBen-
ordnung von mehreren MW/m? freigesetzt werden [90], [109], [131]. Es sei an dieser Stelle
angemerkt, dass Abbildung 4 spiter in Kapitel 4 dieser Arbeit eine wichtige Grundlage fiir
die Modellentwicklung bildet.

Nach der Verdeutlichung der tribologischen Grundlagen wird in den nichsten Abschnitten
der Stand der Forschung zum Thema Anstreifen von Turbomaschinendichtungen mit
Einlaufbeldgen zusammengetfasst und diskutiert.

2.3.2 Stand der Forschung: Experimentelle Untersuchungen

In Folge noch fehlender addquater Modellierungsansitze sowie des mangelnden
Verstindnisses der Anstreifvorginge und Einflussparameter muss auf experimentelle
Anstreifversuche zuriickgegriffen werden, um die Einlaufsysteme zu testen und ihr
VerschleiBBverhalten besser zu verstehen [134]. Das Reproduzieren der extremen Anstreif-
bedingungen der realen Maschinen auf einem Priifstand gestaltet sich dabei hdufig sehr
aufwindig und kostenintensiv [134], [155]. Dies liegt zum einen an der grofen Anzahl an
Anstreifparametern, deren systematische Variation viele aufwindige Versuche erfordert.
Hierzu zédhlen beispielsweise die Reibgeschwindigkeit, die Zustellrate, die Umgebungs-
temperatur, die Anstreiftiefe, die Werkstoffpaarung, der Einlaufbelag sowie die untersuchte
Schaufel- oder Spitzengeometrie. Zum anderen ist es meist schwierig, die in der realen
Maschine auftretenden extrem hohen Reibgeschwindigkeiten von bis zu 400 m/s und
Temperaturen bis zu 600°C auf dem Priifstand zu simulieren [134]. Das kontinuierliche
Anstreifen iiber eine vollstindige Rotorumdrehung, wie es in der Maschine bei
konzentrischen Anstreifvorgdngen auftritt, lasst sich im Priifstand zum Beispiel kaum gezielt
nachbilden [134].

Sehr einfache Priifstinde, wie zum Beispiel Tribometer, die aus einem Pendel oder einem
Stift-Scheibe-System bestehen, wurden in der Vergangenheit hiufig zur Charakterisierung
von Reib- und VerschleiBmechanismen verschiedenster tribologischer Systeme eingesetzt
[81], [92], [103], [106]. Auf Grund der vergleichsweise sehr niedrigen Relativ-
geschwindigkeiten und freigesetzten Reibenergien sind sie fiir die Abbildung der in
Turbomaschinen vorherrschenden Bedingungen jedoch nur geringfiigig geeignet [155]. Um
die verschiebungsgesteuerten Anstreifvorginge in Turbomaschinen moglichst realitdtsnah zu
testen, werden stattdessen meist rotierende Priifstinde eingesetzt, bei denen ein ebenes oder
gekrimmtes Segment des Einlaufbelags radial mit definierten Zustellraten zwischen 0,001
und 10 mm/s sowie Reibgeschwindigkeiten von bis zu 400 m/s exzentrisch auf die rotierende
Schaufel- oder Dichtspitze zugestellt wird [16]. Obwohl sich die Anstreifbedingungen in der
realen Maschine auch mit solchen rotierenden Priifstinden nicht exakt nachbilden lassen,
konnen die auftretenden VerschleiBmechanismen am Priifstand in vielen Féllen trotzdem
ausreichend reproduziert werden [18], [70], [99], [109], [134].

In diesem Kapitel wird ein Uberblick zu den bisher durchgefiihrten experimentellen
Untersuchungen von Einlaufsystemen in Turbomaschinen und den dabei gewonnenen
Erkenntnissen gegeben. Die dominierenden tribologischen Phdnomene beim Anstreifen in
Schaufeldichtungen, Labyrinthdichtungen und flexiblen Dichtungen sind teilweise
unterschiedlich [16], weshalb der folgende Uberblick zum Stand der Forschung entsprechend
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den verschiedenen dynamischen Dichtungstypen in Turbomaschinen gegliedert ist. Es sei an
dieser Stelle angemerkt, dass es weitere Untersuchungen zum Thema Anstreifen in
Turbomaschinen zwischen Welle und Gehéuse gibt, welche sich jedoch meist ausschlielich
auf die Rotordynamik im Fall einer starken Rotorunwucht, zum Beispiel in Folge eines
Schaufelausbruchs, fokussieren. Da sich die vorliegende Arbeit mit dem kontrollierten
Anstreifen von Dichtungen unter nicht kritischen Betriebsbedingungen beschéftigt, sollen
diese Untersuchungen nicht ndher behandelt werden. Fiir einen umfassenden Literatur-
iiberblick hierzu wird auf die Arbeit von Jacquet-Richardet et al. [85] verwiesen.

a) Schaufeldichtungen:

Zahlreiche experimentelle Untersuchungen zum Anstreifen von Schaufelspitzen wurden in
den vergangenen Jahren verdffentlicht. Der Fokus einiger dieser Untersuchungen lag auf dem
dynamischen Verhalten des Systems beim Anstreifen zwischen Schaufel und Stator, da
tibermdfige Schaufelschwingungen zum Beispiel zu Versagen durch Werkstoffermiidung
und Rissbildung fiihren kénnen [9], [107], [113], [119], [120], [121], [161].

Auf Grund der hohen Komplexitit des dynamischen Systemverhaltens und der stark
schwingungsabhédngigen und zeitlich variablen Kontakt- und Reibbedingungen konnten die
experimentellen Untersuchungen nur bedingt zu einem verbesserten physikalischen
Verstindnis der beim Schaufelkontakt lokal wirkenden tribologischen Prozesse beitragen.
Dennoch verdeutlichten die verschiedenen Anstreifversuche, dass das Verschleil3verhalten
von Schaufel und Einlaufbelag insgesamt einen sehr groflen Einfluss auf das Schwingungs-
und Anstreifverhalten des Systems besitzt [9], [107], [113], [119]. Auch thermische Effekte,
wie zum Beispiel die thermischen Ausdehnungen oder der Einfluss der Temperatur auf das
Verschleiflverhalten, konnten als wichtige Einflussgrofen identifiziert werden [113]. Des
Weiteren stellten Baiz und Mandard et al. fest, dass eine zunehmende Zustelltiefe pro
Umdrehung zu verstirktem VerschleiB sowie groferen Kontaktkriften und Schaufel-
schwingungen flihrten [9], [107]. Mit zunehmendem Verschlei3 des Einlaufbelags stiegen die
resultierenden Schwingungen und Krifte an, was die Autoren auf die Verdichtung des
untersuchten pordsen Einlaufbelags durch plastische Verformungen und somit einen
groBBeren VerschleiBwiderstand zuriickfiihrten.

Weitere, liberwiegend exzentrische, Anstreifversuche zwischen einer vergleichsweise kurzen
und daher weniger schwingungsanfélligen rotierenden Schaufelspitze und verschiedenen
statorseitigen Einlaufbeldgen mit Fokus auf die Einlauffahigkeit des Systems wurden in der
Vergangenheit veroffentlicht [16], [18], [19], [20], [22], [25], [27], [34], [50], [53], [62],
[63], [70], [84], [99], [134], [144], [145], [147], [148]. Die Bewertung des Einlaufverhaltens
erfolgte groftenteils qualitativ, zum Beispiel durch die optische Inspektion der
Kontaktflichen und des VerschleiB3bilds. Auch die Erfassung der resultierenden Kréfte oder
Temperaturmessungen an Rotor und/oder Stator durch den Einsatz optischer Temperatur-
messtechnik oder von Thermoelementen wurden zur Bewertung der Einlauffdahigkeit
herangezogen. Die gleichzeitige Erfassung aller relevanten Groflen, wie zum Beispiel der
Reibkrifte und Reibtemperaturen wihrend des Anstreifvorgangs sowie des resultierenden
Verschleiles, welche fiir einen umfassenden Verstindnisaufbau der Reib- wund
VerschleiBmechanismen notwendig wiren, waren hingegen nicht Bestandteil der
experimentellen Untersuchungen [30], [31]. Stattdessen war die Ergebnisinterpretation der
durchgefiihrten Anstreifversuche in den meisten Féllen eher phdnomenologischer Natur [30],
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[31]. Als einzige Ausnahme sind die von Emery et al. und von Laverty durchgefiihrten
Anstreifversuche zu nennen, welche sowohl die Temperaturen und resultierenden Kréfte
wihrend des Anstreifvorgangs als auch den Verschlei3 ndher quantifizierten und in ihren
Veroftentlichungen ausfiihrlich diskutierten [53], [99].

Die von Laverty ermittelten Reibkraft- und Temperaturverldufe zeigten fiir die Anstreif-
versuche mit mittlerer und hoher Zustellrate (0,025 mm/s und 0,25 mm/s) alle ein
charakteristisches Maximum zu Beginn des Anstreifvorgangs, dessen Entstehung von den
Autoren nicht ndher diskutiert wurde [99]. Im anschlieBenden Kraftverlauf stellte sich bei
kontinuierlicher radialer Zustellung ein anndhernd stationdrer Zustand mit sehr &hnlichen
Verschlei3- und Zustellraten ein, der auch bei anderen Anstreifversuchen mit Schaufeln
beobachtet werden konnte [18], [53], [134], [159]. Bei niedrigen Zustellraten von 0,0025
mm/s stellte Laverty sehr starke Schwankungen in den gemessenen Temperaturen und
Kraftverldufen fest, was er auf tribologische Instabilititen des Reibkontakts zuriickfiihrte
[99]. Ahnliche Kraftverliufe mit einem Maximum zu Beginn des Anstreifvorgangs bei
anschliefendem stationdren Verlauf wurden auch bei den Anstreifversuchen von Emery et al.
gemessen [53]. Die Autoren stellten aulerdem fest, dass die resultierenden Normalkrifte im
Gegensatz zu den Reibkréften nicht mit den gemessenen Reibtemperaturen korrelierten, was
sie durch sich den Anstreifbedingungen anpassende Reibkoeffizienten erklarten [53].

Die wichtigsten VerschleiBmechanismen, die im Rahmen der oben genannten Anstreiftests
zwischen einer kiirzeren Schaufelspitze und dem Einlaufbelag beobachtet werden konnten,
umfassten den abrasiven Verschleil durch Mikrospanen, den Verschlei3 durch starke
plastische Verformungen oder gar Schmelzen der Reibpartner sowie den adhésiven
Materialiibertrag zwischen Einlaufbelag und Schaufelspitze [16], [18], [28], [147], [159],
[164], [174]. Plastische Verformungen konnten gerade bei den pordsen Einlaufbeldgen eine
Verdichtung oder gar Verschmierung der Poren verursachen, was die VerschleiB3barkeit bei
nachfolgenden Anstreifvorgdngen verschlechterte [18], [27], [76], [144], [145], [164].
Starker adhidsiver Verschlei fiihrte hingegen zu Schwingungen, groferen Verschleil3-
partikeln und teilweise zu einer Verstirkung des Anstreifvorgangs bis zum katastrophalen
Versagen [19], [155]. Wie Fois et al. und Stringer et al. iibereinstimmend beobachteten, kann
sich beim Anstreifen adhésiv ilibertragenes Material noch wihrend des Vorgangs wieder
entfernen, wonach der Prozess des adhdsiven Materialiibertrags von neuem beginnt [62],
[155]. Dieser Mechanismus verdeutlicht, dass der Endzustand der Schaufel nicht in jedem
Fall reprdsentativ fiir die VerschleiBvorgdnge wihrend des Anstreifens ist. Aus den
genannten Griinden ist gemdll der Aussage verschiedener Autoren ein kontrollierter und
gleichformiger, von der Einlauftiefe unabhingiger, abrasiver Materialabtrag vorteilhaft
gegeniiber plastischen und adhdsiven VerschleiBmechanismen [19], [22], [30], [31], [34],
[70].

Welcher der genannten VerschleiBmechanismen dominierte zeigte sich bei den genannten
experimentellen Untersuchungen stark abhdngig von den vorliegenden tribologischen
Bedingungen und Materialpaarungen, weshalb keine einfachen allgemeingiiltigen
Zusammenhdnge identifiziert werden konnten. Den grofiten Einfluss auf das Verschlei3-
verhalten des Einlaufsystems besaB3 laut Laverty die Zustellrate [99]. Wihrend ihr Effekt
logarithmisch eingeht, schienen andere Anstreifparameter wie die Reibgeschwindigkeit und
Schaufeldicke eher einen linearen Einfluss zu besitzen. Auch Fois et al. und Stringer et al.
identifizierten die Zustellrate als eine der wichtigsten Einflussgrofen auf das Verschleif3-
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verhalten der Einlaufsysteme [62], [155]. Wie verschiedene Autoren feststellen konnten,
spielten neben der Zustellrate die temperaturabhidngige mechanische Festigkeit und die
Schmelztemperatur der getesteten Werkstoffe ebenfalls eine wichtige Rolle beim
Einlaufverhalten des gesamten Systems [16], [34], [99], [109], [144], [145], [159], [164]. Fiir
die in Einlaufsystemen in Turbomaschinen typischen Anstreifgeschwindigkeiten kann davon
ausgegangen werden, dass im Reibkontakt lokal die Schmelztemperatur annidhernd erreicht
wird, was das Verschlei3verhalten entscheidend beeinflusst [147].

Mehrere Autoren beobachteten einstimmig, dass die Einlauffahigkeit des Systems stark
temperaturabhéngig war und der mittlere Reibwérmeeintrag und Schaufelverschleil mit
zunchmender radialer Zustellrate meist deutlich zunahm [19], [34], [53], [70], [84], [99],
[155], [159], [164]. Dementsprechend lagen die gemessenen mittleren Tangentialkréfte bei
den bei Raumtemperatur durchgefiihrten Anstreifversuchen von Taylor et al. mit
zunehmender Zustellrate deutlich hoher, was die Autoren auf eine VergroBerung des zu
verschleilenden Volumens pro Rotorumdrehung zuriickfiihrten [159]. Eine Wiederholung
der Anstreifversuche fiir einen auf 593°C vorgeheizten Einlaufbelag zeigte ein dhnliches
Verhalten, wobei die Tangentialkréfte hier deutlich geringer ausfielen [159]. Auch Dadouche
et al. konnten bei hoheren Ausgangstemperaturen generell einen geringeren Verschleill der
rotierenden Komponente feststellen [34]. Im Gegensatz zu den Versuchen mit niedriger
Zustellrate ist gemiB den Untersuchungen von Emery et al. bei den sehr hohen Zustellraten
am Ende des Anstreifvorgangs noch kein stationdrer thermischer Zustand erreicht, wobei die
gemessenen Temperaturen an der Schaufelspitze und am Einlaufbelag trotzdem deutlich
hoher als bei niedrigeren Zustellraten ausfielen [53]. Dies deckt sich mit den Ergebnissen der
metallographischen Untersuchungen der Anstreifproben von Laverty, welche fiir hohe
Zustellraten starke plastische Verformungen und einen groflen Einfluss thermischer Effekte
vermuten lieBen [99]. Bei den sehr niedrigen Zustellraten von 0,0025 mm/s waren hingegen
eher bruchdominierende abrasive Mechanismen mit geringem resultierendem Schaufel-
verschleifl wirksam [99].

Bei niedrigen bis mittleren radialen Zustellraten kleiner 0,1 mm/s konnte bei den oben
genannten Anstreifversuchen mit kurzen unbeschichteten Schaufelspitzen héufig ein
adhésiver Materiallibertrag vom Einlaufbelag auf die Schaufelspitze festgestellt werden [16],
[19], [99], [174], wobei dies bei pordsen Einlaufschichten teilweise mit einem Verschmieren
des Einlaufbelags verknilipft war. Bounazef et al. und Hajmrle et al. bemerkten bei ihren
Anstreifversuchen an thermisch aufgespritzten Einlaufschichten zudem, dass bei niedrigeren
Zustellraten eine schneller rotierende Schaufel besser in den Einlaufbelag einschnitt und
feinere Materialausbriiche verursachte als bei niedrigen Rotationsgeschwindigkeiten [19],
[70]. Passend hierzu zeigten die Anstreifversuche von Taylor et al. einen Anstieg der
gemessenen mittleren tangentialen Schnittkrédfte bei zunehmender Schaufelgeschwindigkeit,
was die Autoren auf den verfestigenden Einfluss der Verformungsgeschwindigkeit und den
dadurch erschwerten Verschlei3 des Einlautbelags zuriickfiihrten [159].

Ohne néher auf die zugrundeliegenden Untersuchungen einzugehen berichteten Chupp et al.,
dass Honigwabeneinlaufbeldge bei niedrigen Zustellraten der Schaufelspitze zum Grof3teil
abrasiv verschlissen wurden, wihrend bei hohen Zustellraten vor allem plastische
Verformungen auftraten [27]. Das Verhiltnis von plastischer Verformung zu abrasivem
Materialabtrag schien dabei mit der Wandstirke der Honigwabenzellen zuzunehmen. Auch
ansteigende Reibtemperaturen erhohten laut Chupp et al. das Verhiltnis von plastischer
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Verformung zu abrasivem Verschleill auf Grund der geringeren Materialdehngrenze [27].

Einen anderen Ansatz zur Verbesserung der Zuginglichkeit und Kontrollierbarkeit
experimenteller Anstreiftests zwischen Schaufelspitze und thermisch aufgespritztem
Einlautbelag verfolgten Cuny et al. und Sutter et al. [30], [31], [156], [157]. Sie fiihrten
jeweils Anstreifversuche zwischen einer Schaufelspitze und einem Einlaufbelag an einem
linearen ballistischen Priifstand durch. Dadurch konnten sie sowohl die Kontakt- und
Reibkrifte als auch die Temperaturen fiir eine einzelne Interaktion zwischen Schaufel und
Einlaufbelag gezielt untersuchen. Hierfiir wurde ein Projektil mit Schaufelkontur oder
beschichtet mit einem Einlaufbelag in einem Kanonenrohr linear beschleunigt und orthogonal
auf den Einlaufbelag bzw. die Schaufelkante geschossen, welche um die gewiinschte
Zustelltiefe in den Pfad des Projektils hineinragten. Die kinematischen Kontaktbedingungen
bei diesen Anstreifversuchen entsprachen dem orthogonalen Zerspanen mit geometrisch
bestimmter Schneide, so wie er iliberwiegend beim Anstreifen von Schaufelspitzen zu
erwarten ist. Sowohl Cuny et al. als auch Sutter et al. stellten fest, dass die resultierenden
mittleren axialen Kontaktkrdfte exponentiell mit der Relativgeschwindigkeit anwuchsen,
wobei die Krifte zusdtzlich mit ansteigender Zustelltiefe und Schneidkantenradius zunahmen
[30], [31], [156], [157]. Dabei konnte jeweils gezeigt werden, dass das Zerspanen des
Anstreifbelags vor allem durch lokalen Sprodbruch erfolgte, wodurch sich sehr feine Spéne
bildeten. Das exponentielle Anwachsen der axialen Kontaktkrifte mit zunehmender
Projektilgeschwindigkeit fiihrten Cuny et al. auf das viskoplastische Materialverhalten des
Anstreifbelags zurlick, was sich mit den oben genannten Beobachtungen an rotierenden
Anstreifpriifstinden deckt [30], [31]. Der bei diesen ballistischen Versuchen im Gegensatz zu
den rotierenden Priifstinden nur geringfiigig beobachtete plastische Verschlei3 lésst
vermuten, dass die thermischen Effekte beim einmaligen Reibkontakt nur eine
untergeordnete Rolle spielen, was die Ubertragbarkeit dieser Untersuchungen auf die realen
Anstreifbedingungen in Frage stellt.

Neben den axialen Kontaktkréften untersuchten Sutter et al. auf dem ballistischen Priifstand
auch die am Einlaufbelag entstechenden Blitztemperaturen mit optischer Thermographie im
sichtbaren Wellenldngenbereich [157]. Fiir diese Wellenlédngen lieBen sich nur sehr hohe
Temperaturbereiche {iber 650°C erfassen. Die Autoren konnten mit ihren Temperatur-
messungen nachweisen, dass tatsdchlich sehr kleine Bereiche in der nominellen Kontakt-
fliche mit Blitztemperaturen bis zu 1100°C vorliegen. Die gemessenen hohen Blitz-
temperaturen konnten gemal Sutter et al. entweder auf stark erhitzte Rauheitshiigel oder auf
stark erhitzte Mikrofurchen auf dem Einlaufbelag zuriickzufiihren sein, wobei eine eindeutige
Zuordnung mit den verfligbaren Informationen nicht méglich war [157].

b) Labyrinthdichtungen:

Im Gegensatz zu den Schaufeldichtungen wurden bisher insgesamt nur sehr wenige
experimentelle Untersuchungen zum Thema Anstreifen in Labyrinthdichtungen
verdffentlicht, obwohl Labyrinthdichtsysteme mit Einlaufbeldgen bereits seit mehreren
Jahrzehnten in Turbomaschinen eingesetzt werden [39], [49], [134], [144], [147].
Wesentliche Unterschiede zwischen den Anstreifvorgédngen an Labyrinthdichtspitzen und
Schaufelspitzen liegen im Schwingungsverhalten des Systems sowie in den kinematischen
Kontaktbedingungen. Die in Umfangsrichtung kurze Schaufelspitze schneidet in den
Einlautbelag wie bei drehenden Fertigungsverfahren mit einer geometrisch bestimmten
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Schneidkante ein. Bei der umlaufenden Labyrinthdichtspitze wirken die Rauheitshiigel der
Oberflachen oder die herausstehenden Korner einer abrasiven Beschichtung hingegen dhnlich
wie bei Schleifprozessen als geometrisch unbestimmte Schneide. Beim Schaufelanstreifen
schneidet die Vorderkante im Idealfall die vom vorherigen Anstreifvorgang geschidigten
Schichten des Einlaufbelags heraus. Im Gegensatz hierzu kommt es in Labyrinthdichtungen
eher zu einer Komprimierung des Werkstoffs ohne Materialabtrag. Die unterschiedlichen
kinematischen Kontaktbedingungen in Labyrinthdichtungen fithren auBerdem dazu, dass sich
die Anstreifvorginge zum Beispiel in Folge von thermoelastischen Instabilititen
iiberwiegend auf einen Bereich des Umfangs konzentrieren, dessen Position je nach den
vorherrschenden VerschleiBbedingungen im Laufe des Anstreifvorgangs wechseln kann [16],
[105]. Ahnlich wie beim Schaufelanstreifen sind unter bestimmten, meist unbekannten
Anstreifbedingungen in der realen Maschine auch bei den Labyrinthdichtungen starke
Materialiibertrage zwischen der rotierenden Dichtspitze und den Honigwabenzellen moglich,
was einen unerwiinscht hohen Verschleil der rotierenden Komponente verursachen kann
[134].

Erste experimentelle Untersuchungen zum Anstreifverhalten von Labyrinthdichtungen
wurden von Dolan et al. verdffentlicht [49]. Bei kryogenischen Temperaturen von -196 °C
untersuchten sie das Anstreifverhalten zwischen rotierenden Labyrinthdichtspitzen aus einer
Titanaluminiumlegierung und verschiedenen weichen bzw. pordsen Einlaufbeldgen aus
Kupfer, Aluminium oder Al-Graphit. Die am radial verfahrbaren Statorsegment gemessenen
resultierenden Krifte und Temperaturen zeigten fiir die langsamen bis mittleren Zustellraten
unter 0,1 mm/s starke zyklische Schwankungen, was die Autoren auf wiederholten adhésiven
Materialiibertrag und thermoelastische Instabilititen zurlickfiihrten [49]. Sowohl in der
resultierenden Normalkraft als auch in der Reibkraft konnten hochfrequente Schwingungen
festgestellt werden, deren Ursache die Autoren in der Schwingung des Traversensystems
vermuteten. Die mit Thermoelementen gemessenen Temperaturen im Einlaufbelag nahmen
mit zunehmender Zustellrate zu. Dabei zeigte ein Statorsegment aus Kupfer mit der hochsten
Wirmeleitfahigkeit die schlechtesten Einlaufeigenschaften mit starkem Verschlei3 der
Dichtspitze. Dolan et al. beobachteten weiterhin, dass die resultierenden Nuten im Stator
haufig groBer als die nominelle Anstreiftiefe lagen, was die Autoren auf einen
Materialiibertrag vom Stator auf die rotierende Komponente zuriickfiihrten [49].

Verschiebungsgesteuerte Anstreifversuche an typischerweise in Dampfturbinen eingesetzten
Labyrinthdichtungen wurden von Ghasripoor et al. und Herrmann et al. durchgefiihrt [66],
[67], [78]. Diese Labyrinthdichtungen bestehen aus in Nuten eingestemmten, senkrechten
Blechstreifen auf Rotor oder Stator, wobei hdufig eine glatte Gegenflache ohne Einlaufbelag
eingesetzt wird. Sowohl Ghasripoor et al. als auch Herrmann et al. konnten bei ihren
Anstreifversuchen sehr grofle pilzformige plastische Verformungen der starren Dichtstreifen
feststellen, deren Auspridgung eine starke Abhdngigkeit von der Warmeabfuhr aus der
Kontaktzone zeigte [66], [67], [78]. Metallische Werkstoffe mit hoher Warmeleitfahigkeit
sowie in Axialrichtung breite Dichtstreifen mit niedriger Hohe ergaben bei Ghasripoor et al.
beispielsweise den geringsten plastischen Verschlei3 [66], [67]. Auch der Einsatz von
Einlaufbeldgen fiihrte zu starken plastischen Verformungen der eingestemmten Dichtstreifen
[66], [67]. Die Versuche zeigen den starken Einfluss der Temperaturabhingigkeit der
Werkstoffeigenschaften und verdeutlichen, dass eine moglichst effiziente Warmeabfuhr aus
der Anstreifzone entscheidend fiir die Vermeidung von tiberméfBigem Dichtspitzenverschleifl
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sein kann.

In der jlingeren Vergangenheit wurden nur sehr wenige experimentelle Untersuchungen zum
Anstreifen in Labyrinthdichtungen mit Einlaufbeldgen verdffentlicht [39], [134], [143],
[147]. Sporer und Shiembob présentierten einige Ergebnisse zum rein radialen Anstreifen
einzelner Labyrinthdichtspitzen aus Inconel 718 gegen Honigwabenzellen aus verschiedenen
Werkstoffen, wie beispielsweise Hastelloy X, Haynes 214 und FeCrAlY [147]. Durch eine
eher qualitative Bewertung der angestriffenen Fldchen konnten sie bei fast allen
Anstreifversuchen einen hohen plastischen Verschleilanteil an den Honigwabenblechen
feststellen, wihrend auf den Dichtspitzen kaum Verschleifl beobachtet werden konnte. Die
positiven Einlaufeigenschaften fiihrten die Autoren auf die geringe strukturelle Dichte der
Honigwaben zurilick, wobei die zugrunde liegenden physikalischen Effekte nicht ndher
diskutiert wurden. Elektronenmikroskopische Aufnahmen der Anstreiffliche zeigten
Schmelzperlen, welche die Autoren auf das lokale Aufschmelzen der Honigwabenbleche
durch Temperaturen nahe dem Schmelzbereich um die 1250 °C zuriickfiihrten. Ahnliche
Schmelzperlen konnten von Sohngen festgestellt werden [144], [145]. Unterschiedliche
Wandstirken der getesteten Honigwabenstrukturen sowie variierende axiale Positionen der
Dichtspitze relativ zu den Honigwabenzellen erschwerten mangels Wiederholversuchen die
Ergebnisinterpretation der verschiedenen von Sporer und Shiembob durchgefiihrten
Anstreiftests [147].

Eine ausfiihrlichere Diskussion der Ergebnisse von Anstreiftests mit einer Labyrinthdichtung
erfolgte erstmals von Delebarre et al., welche drei Labyrinthdichtspitzen aus Inconel 718
gleichzeitig gegen einen thermisch aufgespritzten pordosen Einlaufbelag aus Al-Si radial
anstreiften [39]. Insgesamt wurden sechs Tests unter Variation der radialen Zustellrate
zwischen 0,001 mm/s und 25 mm/s sowie der Rotationsgeschwindigkeit (17 m/s, 43 m/s und
130 m/s) ohne Wiederholungsmessungen durchgefiihrt. Neben der metallographischen
Untersuchung der Anstreifflichen und Bestimmung der Nutprofile nach den Tests wurden
auch die resultierenden Kontakt- und Tangentialkrifte gemessen. Dabei stellten die Autoren
fest, dass die Anstreifversuche bei hochster Zustellrate und 0,008s Anstreifdauer sowie beim
Versuch mit niedriger Zustellrate und hochster Reibgeschwindigkeit zu sehr hohen
plastischen Verformungen am Anstreifbelag fithrten [39]. Bei diesen Versuchen konnten
zudem vergleichsweise deutlich hohere Kontaktkrafte gemessen werden. Die Autoren flihrten
diese Beobachtungen darauf zuriick, dass bei den hohen Reibgeschwindigkeiten bzw.
hoheren = Kontaktkrdften —mehr  Reibwidrme  freigesetzt und so  plastischer
Verformungsverschleil gefordert wird, wihrend bei niedrigeren Zustellraten und
Reibgeschwindigkeiten liberwiegend abrasive VerschleiBmechanismen wirksam sind. Die
resultierende Nuttiefe nach den Anstreifversuchen war in allen betrachteten Fillen groBer als
die theoretische Zustelltiefe von 0,2 mm. Dies fiihrten die Autoren auf plastische
Verformungen und einen adhdsiven Materialiibertrag zuriick [39]. Bis auf die Versuche bei
mittlerer Reibgeschwindigkeit, bei denen ein Materialiibertrag vom Anstreifbelag auf die
Dichtspitze auftrat, konnte nach allen Tests deutlich sichtbarer Verschleil an den
Labyrinthdichtspitzen festgestellt werden. Bei den Anstreifversuchen mit langsamer
Zustellrate wurden zyklische Schwankungen in den gemessenen Kriften identifiziert, welche
die Autoren auf die Fertigungstoleranzen der Dichtspitzen sowie den Materialiibertrag vom
Anstreifbelag auf die Dichtspitze zuriickfiihrten.
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¢) Flexible Dichtsysteme:

Verschiedene experimentelle Untersuchungen zum Anstreifen von flexiblen Dichtsystemen
wurden in der Literatur bereits verdffentlicht. Zu nennen sind hier beispielsweise die
Untersuchungen von Herrmann et al. zum Anstreifen in Labyrinthdichtungen fiir
Dampfturbinen mit flexiblen segmentierten Dichtstreifen oder die Untersuchungen von
Pfefferle et al. zum Anstreifen von Biirstendichtungen [78], [123], [124]. Da bei diesen
flexiblen Systemen auf Grund der elastischen Nachgiebigkeit des Systems die Kontaktdriicke
und resultierende Reibwdrme im Vergleich zu den steifen konventionellen Labyrinth-
dichtungen eher gering ausfallen, tritt deutlich weniger Verschleil auf und die Ergebnisse
lassen sich nicht direkt auf die Einlaufsysteme iibertragen.

2.3.3 Stand der Forschung: Modellierung von Anstreifvorgangen

Wie im vorherigen Abschnitt 2.3.2 verdeutlicht wurde, erfordert die experimentelle
Untersuchung von Anstreifvorgidngen in Einlaufbeldgen, mit funktionsbedingt starkem
Verschleil, einen sehr hohen Aufwand. Die experimentelle Bestimmung von
Reibkoeffizienten, Reibkriften, Verschleil und Reibtemperaturen ist auf Grund der starken
Wechselwirkungen zwischen den EinflussgroBen und ihrer schwierigen messtechnischen
Erfassung wéhrend des Anstreifvorgangs eine grole Herausforderung. Mit zunehmender
Komplexitdt und Realititsndhe des Anstreifpriifstands steigt der erforderliche Aufwand
deutlich. Zudem lassen sich die realen Reib- und VerschleiBbedingungen aus der Maschine
nicht exakt in experimentellen Reibtests nachbilden, so dass die Versuchsergebnisse meist
nicht direkt libertragbar sind.

Aus den genannten Griinden bietet es sich an, die Anstreif- und VerschleiBvorgénge
numerisch zu simulieren, um das Systemverhalten auch unter realen Einsatzbedingungen
vorhersagen und den Kostenaufwand fiir die optimierte Auslegung der Einlaufsysteme
deutlich reduzieren zu koénnen. Auf Grund der Komplexitidt des tribologischen System-
verhaltens ist neben den experimentellen Untersuchungen auch die Modellierung von
Anstreifvorgingen eine grofle Herausforderung [85], [134]. Stand heute gibt es keinen
allgemeingiiltigen Modellierungsansatz, mit dem alle denkbaren tribologischen Systeme
realitdtsnah simuliert werden konnen. Dies wiirde die gleichzeitige Berticksichtigung aller
EinflussgroBen und physikalischen Effekte sowohl auf mikroskopischer als auch auf
makroskopischer GroBenskala erfordern. Dies ist nach heutigem Stand auf Grund des
immensen Rechenaufwands und des fehlenden Verstindnisses der physikalischen Effekte
nicht zu realisieren. Stattdessen miissen geeignete Vereinfachungen getroffen werden, um die
Komplexitdt des Modells und den Rechenaufwand bei ausreichend realititsgetreuer
Abbildung der Zusammenhédnge auf ein akzeptables Mall zu reduzieren. Werden die
Vereinfachungen auf einer physikalisch sinnvollen Grundlage getroffen, ist davon
auszugehen, dass sie keinen entscheidenden Einfluss auf die simulierten Ergebnisse ausiiben
[108].

Fiir Forschungszwecke werden zur Vertiefung des Verstindnisses der tribologischen
Phédnomene zum Teil numerische Modellierungsansitze auf Mikroskala mit stark reduziertem
Rechengebiet eingesetzt. Fiir ingenieurstechnische Anwendungen, wie zum Beispiel
Systemauslegung und —optimierung, kommen hingegen nach aktuellem Stand der Technik
nur makroskopische Ansitze in Frage. Solche makroskopischen Modelle basieren hdufig auf
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empirischen tribologischen Ansdtzen zur Abbildung der mikroskopischen Effekte, um den
Rechenaufwand zu reduzieren und das gesamte tribologische System mit vertretbarem
Aufwand zu simulieren. Als Beispiel fiir ein solches makroskopisches Modell ist das
Coulomb’sche Reibgesetz zu nennen, auf welches haufig zuriickgegriffen wird [17], [21],
[96]. Dieses Kapitel gibt einen Uberblick zu den bestehenden Modellierungsansitzen fiir die
Abbildung von Anstreifvorgingen in Einlaufsystemen und flexiblen Dichtsystemen.

a) Einlaufsysteme:

Erste Ansdtze zur Modellierung des Anstreifverhaltens von Einlaufsystemen in
Turbomaschinen wurden in den achtziger und neunziger Jahren entwickelt [53], [90], [108],
[109], [110], [145], [164]. Sowohl Marscher als auch Sohngen stellten basierend auf
experimentellen Beobachtungen fest, dass beim Anstreifen in Turbomaschinen in den wahren
Kontaktstellen sehr hohe Reibtemperaturen zu erwarten sind, die zu starkem plastischem
FlieBen oder gar zu lokalem Aufschmelzen der Kontaktflichen fithren koénnen [108], [109],
[110], [145]. Dementsprechend beschriankten die Autoren ihre formulierten Modellierungs-
ansitze jeweils auf die Betrachtung der mikroskopisch kleinen Kontaktpunkte in der wahren
Kontaktfliche, wobei die makroskopische Wérmeabfuhr aus der Kontaktzone durch
Wirmeleitung, Konvektion und Strahlung vernachlédssigt wurde. Unter diesen Bedingungen,
und der Annahme halbunendlicher ebener Platten, lassen sich die resultierenden Temperatur-
und Spannungsfelder analytisch berechnen [93], [109], [145]. Eine solche Formulierung
erfordert die Kenntnis der zeitlich konstanten Kontaktspannungen und Reibwidrmestrome,
welche flir die verschiebungsgesteuerten Anstreifvorginge in Turbomaschinen im Gegensatz
zu kraftgesteuerten Anstreifvorgéngen, wie zum Beispiel bei Bremssystemen, nicht verfiigbar
ist.

Soéhngen versuchte dieses Problem zu 16sen, indem er ein Kriterium zur qualitativen
Bewertung des Anstreifverhaltens entwickelte, welches vom tatsdchlichen Betrag der
freigesetzten Reibenergie unabhingig ist [145]. Durch Vernachldssigung von mechanischen
Aspekten und VerschleiBvorgidngen, des Einflusses der Relativbewegung sowie unter der
Annahme stationdrer Bedingungen und identischer Temperaturen beider Reibpartner in der
wahren Kontaktfliche gelang es Sohngen, die Aufteilung der Reibwdrme analytisch zu
berechnen [145]. Eine gute Einlauffiahigkeit des Systems ist demnach dann gegeben, wenn
der Einlaufbelag den Grof3teil der freigesetzten Reibwidrme aufnimmt. Dieses Kriterium
beriicksichtigt jedoch nicht die tatséchlich resultierenden Reibtemperaturen, die auch von der
Wiérmeabfuhr aus der Kontaktzone und den temperaturabhingigen Werkstoffeigenschaften
abhingen. Eine entsprechend beschrinkte Ubereinstimmung ergab sich bei der Anwendung
des Kriteriums zur Vorhersage der von S6hngen durchgefiihrten Anstreiftests [145]. Auch die
Erweiterung des Kriteriums durch die zusétzliche Beriicksichtigung des Eingriffs-
flichenverhéltnisses sowie des Verhéltnisses der temperaturabhiingigen Elastizititsmodule
beider Reibpartner in der Kontaktflache ergab nur geringfiigige Verbesserungen.

Ein &hnliches, auf den Reibtemperaturen basierendes, rein qualitatives Kriterium zur
Bewertung der Einlauffahigkeit von Einlaufsystemen in Turbomaschinen wurde von Wang
vorgeschlagen [164]. Grundlage hierflir war das Verhéltnis der Elastizititsmodule bzw. der
plastischen Dehngrenze beider Reibpartner bei den vorliegenden Temperaturen in der
Kontaktfliche. Voraussetzung fiir die Anwendung dieses Kriteriums ist die Kenntnis der
Temperaturabhéngigkeit der genannten Werkstoffdaten sowie die realitdtsgetreue Vorhersage
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der auftretenden Reibtemperaturen. Wang konnte fiir von ihm durchgefiihrte Anstreiftests mit
Hilfe des entwickelten Kriteriums die Einlauffahigkeit des betrachteten Einlaufsystems,
bestehend aus einer Schaufelspitze aus reinem Titan und je zwei verschiedenen thermisch
aufgespritzten pordsen Einlaufbeldgen, erfolgreich vorhersagen [164]. Jedoch ging der Autor
nicht ndher auf das zugrundeliegende thermische Modell zur Berechnung der
Reibtemperaturen ein und es blieb unklar, ob sich das Kriterium auf die mikroskopischen
oder makroskopischen Reibtemperaturen bezieht [164].

Einen anderen Ansatz zum Umgang mit den meist unbekannten Kontaktspannungen und
Reibwirmestromen bei verschiebungsgesteuerten Anstreifvorgingen in Turbomaschinen
verfolgte Marscher [108], [109], [110]. Er beriicksichtigt den auftretenden Verschleifl durch
die Modellierung einer plastischen Scherzone in der Kontaktfliche, deren Grof3e bei Kenntnis
der vorliegenden Spannungen, Reibtemperaturen und der temperaturabhéngigen FlieBgrenze
iiber ein einfaches FlieBkriterium berechnet werden kann. Dabei stellte Marscher fest, dass
bei den Anstreifvorgidngen in Turbomaschinen die Temperaturen in der wahren Kontaktstelle
sehr schnell stark ansteigen und bereits nach kurzer Zeit plastisches FlieBen auftritt [108].
Dementsprechend stellt sich ein Gleichgewichtszustand ein, in welchem die resultierenden
Kontaktdriicke und die entsprechende Reibwidrmemenge gerade ausreichend sind, um die
hohen Temperaturen und die damit verkniipfte plastische Scherzone aufrecht zu erhalten.
Gemadl diesen Modellvorstellungen liegt die Gleichgewichtstemperatur stets unterhalb der
Schmelztemperatur beider Reibpartner. AuBerdem konnte Marscher zeigen, dass die
thermischen Spannungen fiir die in Turbomaschinen typischen Werkstoffe und Anstreif-
bedingungen dominieren und die durch Kontakt- und Reibkréfte verursachten mechanischen
Spannungen im Vergleich vernachlédssigbar gering ausfallen [109]. Der vorgeschlagene
Ansatz zur VerschleiBmodellierung ermdglicht jedoch keine Unterscheidung zwischen
Verschleil durch abrasiven oder adhdsiven Materialabtrag sowie durch plastische
Verformungen [108]. AuBBerdem ist die Anwendbarkeit des phanomenologischen Modells auf
reale Bedingungen auf Grund der stark vereinfachten Geometrien und Randbedingungen
beschrinkt. Weiterfilhrende experimentelle Untersuchungen zur Validierung des
Modellierungsansatzes von Marscher wurden bisher nicht veroffentlicht [108].

Erste FE-basierte Modellierungsansétze fiir die Simulation von Anstreifvorgdngen in
Einlaufsystemen in Turbomaschinen wurden von Emery et al. und Kennedy vorgeschlagen
[53], [89], [90], [91], [93]. Im Fokus dieser Ansitze liegt die Vorhersage der auftretenden
Reibtemperaturen bzw. der resultierenden thermomechanischen Spannungen im stationdren
Zustand, wobei eine statische Kontaktfliche zwischen den Reibpartnern angenommen wird.
Der Effekt der sich relativ bewegenden Warmequelle wird von Kennedy dennoch durch eine
Erweiterung der numerisch geldsten stationdren Fouriergleichung durch einen geschwindig-
keitsabhéngigen Term beriicksichtigt [89], [90], [91], [93]. Im Gegensatz zu den vorher
beschriebenen analytisch basierten Ansédtzen sind die FE-Modelle auch in der Lage,
komplexere Geometrien und Randbedingungen zu beriicksichtigen. Sie konnen somit auch
die makroskopischen Reibtemperaturen realititsnah berechnen. Jedoch beinhalteten diese
ersten FE-Ansitze keine Modellierung von materialabtragendem Verschlei3, weshalb
vollstdndige Anstreifvorginge ohne entsprechende vorherige experimentelle Untersuchungen
nicht vorhersagbar waren. Stattdessen miissen die Reibkraftverldufe bzw. die freigesetzten
Reibwiarmemengen wie bei den kraftgesteuerten Anstreifvorgéingen vorab bekannt sein und
im Modell vorgegeben werden. Dazu sind weitere Annahmen beziiglich der meist
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unbekannten effektiven Reibwirmeaufteilung auf die Reibpartner erforderlich [53].

Dennoch ermoglichten die FE-basierten Modellierungsansitze die Vertiefung des
Verstiandnisses der physikalischen Phdnomene bei Anstreifvorgéngen. Emery et al. konnten
zum Beispiel zeigen, dass der durch VerschleiBBpartikel abtransportierte Warmeanteil
gegeniiber der freigesetzten Reibwidrmemenge bei den betrachteten Bedingungen
vernachldssigbar klein ausfiel [53]. Des Weiteren stellte Kennedy fest, dass die
Beschrinkung des Reibwadrmeeintrags auf die Reibflache fiir die realitdtsnahe Vorhersage der
makroskopischen Reibtemperaturen ausreichend ist und somit auf eine aufwindigere
volumenbasierte Erzeugung der Reibwarme verzichtet werden kann [91]. Eine von Kennedy
durchgefiihrte Parameterstudie deutet zudem darauf hin, dass eine Erhohung der
Wirmeleitfahigkeit der Dichtspitze und des Anstreifbelags sowie eine Erhoéhung der
Wirmekapazitdt der Dichtspitze die maximalen Reibtemperaturen deutlich verringern konnen
[89]. Allerdings wurden bei dieser Studie die mechanische Interaktion zwischen den
Reibpartnern und der Einfluss der Temperaturen auf das VerschleiBverhalten vollstindig
vernachlissigt. Mit seinen Untersuchungen bestétigte Kennedy die Erkenntnis von Marscher,
dass die thermischen Spannungen dominieren und die Effekte der mechanischen Lasten
dementsprechend vernachldssigbar sind [93], [109].

Die bisher diskutierten Modellierungsansitze sind prinzipiell sowohl fiir das Anstreifen von
Schaufelspitzen als auch von Labyrinthdichtspitzen anwendbar. Zahlreiche weitere FE-
basierte Modellierungsansétze zur Vorhersage des Schwingungsverhaltens von Schaufeln in
Folge Anstreifens wurden in der Vergangenheit verdffentlicht [12], [13], [85], [101], [102],
[158], [171]. Im Vordergrund dieser Ansdtze stand die realititsnahe Modellierung der
Schaufelschwingungen, welche eine moglichst genaue Abbildung der Kontakt- und
Reibbedingungen erfordert und somit entscheidend von der Kontaktmodellierung sowie von
thermischen Aspekten und auftretendem VerschleiB beeinflusst wird. Diese sehr
rechenintensiven Modelle basierten aus diesem Grund meist auf grundlegenden
vereinfachenden Annahmen, wobei keiner der vorgeschlagenen Ansitze alle relevanten
tribologischen Phidnomene gleichzeitig beriicksichtigt. Gerade die Entwicklung der
Reibtemperaturen und die Beriicksichtigung ihrer Auswirkungen auf beispielsweise
thermische Ausdehnungen, VerschleiBBprozesse und temperaturabhingige Werkstoffdaten
wurden in der Regel vernachlédssigt. Diese FE-Ansdtze bilden daher keine relevante
Grundlage fiir die Entwicklung eines Modellierungsansatzes fiir das Anstreifen in
Labyrinthdichtungen.

Ein weiterer FE-basierter Ansatz zur Modellierung von Anstreifvorgdngen zwischen einer
einzelnen Schaufelspitze und pordsen Einlaufbeligen wurde von Seichepine et al.
vorgeschlagen [139]. Als wichtige Voraussetzung hierfir erwies sich die vorherige
Bestimmung eines passenden Ersatzmodells fiir die Beschreibung des makroskopischen
elastischen und plastischen Materialverhaltens der pordsen Einlaufschichten [58], [122].
Jedoch nannten Seichepine et al. keine ndheren Details zu ihrem Modellierungsansatz und es
wurden keine fortfilhrenden Arbeiten veroftentlicht [139].

b) Flexible Dichtsysteme:

Verschiedene Arbeiten zur Modellierung des Anstreifverhaltens von flexiblen Dichtsystemen
wurden bereits verdffentlicht. Demiroglu und Tichy, Dogu und Aksit sowie Owen et al.
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modellierten die Anpressdriicke und resultierenden Reibtemperaturen in Biirstendichtungen,
wobei sie rein thermische FE-Ansdtze und analytische Ansdtze sowie semiempirische
Korrelationen fiir die Bestimmung der Kontaktdriicke miteinander verkniipften [42], [48],
[118]. Die geringe Systemsteifigkeit der Biirstendichtungen fiihrt zu sehr niedrigen
Anpressdriicken und freigesetzten Reibwdrmemengen, weshalb Verschleil komplett
vernachldssigt wurde. Weitere Vereinfachungen umfassten die Vernachldssigung des
Wirmelibergangs zwischen Borste und Rotor oder die Annahme eines perfekten
Wirmeiibergangs in der Kontaktfliche, die Vernachldssigung des Einflusses einer sich
bewegenden Wirmequelle, die Vernachldssigung thermischer Ausdehnungen sowie die
Beschrinkung auf den einfachen Fall eines rein konzentrischen Anstreifszenarios mit
gleichformigem Reibkontakt iiber den gesamten Rotorumfang. Fiir einen umfassenden
Literaturiiberblick zu den verdffentlichten Modellierungsansdtzen zu Biirstendichtungen wird
auf die Dissertation von Pfefferle verwiesen [124].

Ein rein FE-basierter Modellierungsansatz zur Vorhersage des Anstreifverhaltens von
flexiblen adaptiven Dichtsystemen wurde von Herrmann et al. vorgeschlagen [78]. Mit einem
zweidimensionalen Modell simulierten sie verschiebungsgesteuerte Anstreifvorginge
konstanter Zustellrate. Die Verwendung spezieller finiter Elementtypen ermoglichte die
gleichzeitige Betrachtung thermischer und mechanischer Aspekte und somit auch die
gekoppelte Beriicksichtigung thermischer Ausdehnungen und plastischer Verformungen.
Auch abrasiver Verschleill wurde dhnlich dem Ansatz von Békesi und Varadi bzw. von Pddra
und Anderson beriicksichtigt [14], [127]. Hierzu wurden die spannungsfreien
Knotenverschiebungen der in Kontakt stehenden Knotenpunkte durch die lokale Anwendung
des von Archard vorgeschlagenen abrasiven VerschleiBgesetzes berechnet [6]. Auf Grund
des im FE-Modell integrierten Kontaktmodells sowie der Beriicksichtigung thermischer
Ausdehnungen, plastischer Verformungen und der regelméBig erforderlichen Neuvernetzung
ist eine Anwendung des vorgeschlagenen Modellierungsansatz auf steife Einlaufsysteme mit
einem hohen Rechenaufwand verbunden [176].

Im Bereich der beriihrenden Wellendichtungen aus Elastomerwerkstoffen wurden bereits
einige Arbeiten zur numerischen Simulation von Reibvorgingen verdffentlicht. Im Gegensatz
zu den beriihrungsfreien Labyrinthdichtungen ist der Kontakt in Wellendichtungen zwischen
dem statischen Dichtring und der rotierenden Welle gewollt, um moglichst hohe
Anpresskrifte zur Vermeidung der Leckage von Fliissigkeiten zu erzielen. Die Anpresskréfte
in der Dichtung hingen stark vom auftretenden Verschleil und den Reibtemperaturen ab,
weshalb diese zunehmend in den Fokus der Modellierung geriickt sind. Einen aktuellen und
umfassenden Literaturiiberblick zum Thema numerische Simulation von Reib- und
VerschleiBBvorgdngen in radialen Wellenringdichtungen liefern Frolich et al. und Xin et al.
[64], [175]. Die meisten Veroffentlichungen beschrankten sich bisher auf die makroskopische
Modellierung nur eines tribologischen Aspektes, wie zum Beispiel nur des Kontaktdrucks
und der Reibung [100], [126], nur der Reibtemperaturentwicklung [35], [87] oder nur dem
Verschlei3 [38]. Ein umfassender makroskopischer Ansatz zur gleichzeitigen Simulation
aller drei Aspekte unter Beriicksichtigung ihrer Wechselwirkungen wurde erst kiirzlich von
Frolich et al. und Xin et al. vorgestellt, wobei auch hier vereinfachende Annahmen getroffen
wurden [64], [175]. Diese umfassen zum Beispiel die a priori Annahme der resultierenden
Reibwirmeaufteilung in der Kontaktzone, die Vernachldssigung des Effekts der
Relativbewegung der Reibwirmequelle sowie die Annahme eines unendlich steifen Rotors
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und Gehduses. Allen bisherigen Verdffentlichungen zum Thema Reibvorgéinge und
Verschlei3 in Wellendichtungen ist gemeinsam, dass sich die durchgefiihrten Simulationen
auf Grund des erforderlichen hohen Rechenaufwands nur auf wenige Anstreifszenarien
beschrinken. Fiir die tribologischen Parameter, wie zum Beispiel Reibkoeffizient oder
thermischer Kontaktwiderstand, wurden konstante, rein deterministische Werte
angenommen.

2.4  Ableitung der Zielsetzung & Vorgehensweise

Die Optimierung der Dichtsysteme ist eine effiziente und kostengiinstige Methode zur
Optimierung der Wirkungsgrade, Lebensdauer und Betriebssicherheit von Turbomaschinen.
Vor allem die Reduktion der Dichtspalte zur weiteren Minderung der Leckagestrome riickt
zunehmend in den Fokus der Entwicklung. Spaltinderungen wéhrend des Betriebs der
Maschine erschweren solche MaBnahmen erheblich. Trotz neu entwickelter alternativer
Dichtkonzepte werden die Einlaufsysteme, wie zum Beispiel Labyrinthdichtungen mit
Honigwabeneinlaufbeldgen, auch in Zukunft unverzichtbar sein. Gegeniiber den radial
flexiblen Dichtungen bieten sie noch immer deutliche Vorteile beziiglich Kosten,
Temperaturbesténdigkeit und Zuverldssigkeit.

Nach aktuellem Wissensstand kann das Potential der Einlaufsysteme nicht vollstindig
ausgeschopft werden. Ursache hierfiir ist vor allem das fehlende physikalische Verstandnis
der komplexen tribologischen Vorgédnge beim Anstreifen. Der Kontakt zwischen rotierenden
und statischen Komponenten fiihrt in vielen Fillen noch immer zu unvorhergesehenen
kritischen Schiden und erfordert gro3e Sicherheitsfaktoren bei der Spaltauslegung. Bisherige
Untersuchungen haben gezeigt, dass sich scheinbar vorteilhafte Verbesserungen einzelner
Parameter, wie Dbeispielsweise eine Erhohung der Oxidationsbestindigkeit oder
Wirmeleitfahigkeit der Werkstoffe, wider Erwarten negativ auf das Systemverhalten
auswirken konnen.

Eine Optimierung der Einlaufsysteme ist nur dann mdglich, wenn das Verhalten des
vollstdndigen Systems verstanden ist und mit geeigneten Modellierungsansitzen fiir alle
auftretenden Betriebsbedingungen zuverlédssig vorhergesagt werden kann. Der extrem hohe
Aufwand, der mit experimentellen Anstreiftests verbunden ist sowie die schwere
Zuginglichkeit zu den wichtigen Messgroflen, verleiht der Entwicklung adiquater
Modellierungsansidtze eine umso groBere Bedeutung. Vor allem die realititsnahe
Modellierung der Reibtemperaturerh6hungen ist auf Grund ihres starken Einflusses auf das
Reib- und VerschleiBBverhalten des tribologischen Systems essentiell fiir die zuverldssige
Vorhersage des Einlaufverhaltens. Trotz des jahrzehntelangen Einsatzes von Labyrinth-
dichtungen in Turbomaschinen wurden bisher kaum wissenschaftlichen Untersuchungen zu
ihrem Einlaufverhalten veroffentlicht.

2.4.1 Zielsetzung

Das Ziel der vorliegenden Dissertation ist die systematische Entwicklung eines
Modellierungsansatzes, der erstmalig die zuverldssige Vorhersage der makroskopischen
Reibtemperaturentwicklung in Labyrinthdichtspitzen beim Anstreifen gegen einen
Einlaufbelag ermoglicht. Der zu entwickelnde anwendungsorientierte Ansatz muss dabei das
gesamte Einlaufsystem mit allen relevanten EinflussgréofBen sowie ihren Zusammenhéngen
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umfassen und so die grundlegenden Voraussetzungen fiir die zukiinftige vollstindige
Ausschopfbarkeit des Potentials der in Turbomaschinen eingesetzten Einlaufsysteme
schaffen.

Zu diesem Zweck miissen im Rahmen dieser Arbeit auch aufwiéndige experimentelle
Untersuchungen zum Anstreifverhalten von Labyrinthdichtungen durchgefiihrt werden, die
sowohl zur Vertiefung des physikalischen Verstindnisses als auch zur Modellvalidierung
beitragen. Im Gegensatz zu bisherigen in der Literatur veroffentlichten Anstreifversuchen zu
Labyrinthdichtungen liegt der Fokus der experimentellen Untersuchungen in dieser Arbeit
erstmals auf der Vertiefung des physikalischen Verstidndnisses durch eine gleichzeitige
Quantifizierung von Kontaktkrdften, Reibtemperaturen und Verschleil. Im Rahmen der
Anstreifversuche muss auch gekldart werden, in wie fern sich Erkenntnisse, die aus
Anstreifversuchen an Schaufelspitzen gewonnen wurden, auf das Anstreifverhalten von
Labyrinthdichtungen iibertragen lassen.

Um in Zukunft bereits bei der Auslegung die zahlreichen unterschiedlichen Anstreifszenarien
sowie die Unsicherheiten der verwendeten tribologischen Modellparameter beriicksichtigen
zu konnen, bietet sich der Einsatz probabilistischer Methoden an. Auf Grund der grof3en
Anzahl erforderlicher Simulationen bei diesen Methoden sind kurze Rechendauern des zu
entwickelnden Anstreifmodells unabdingbar. Neben der robusten Auslegung der Einlauf-
systeme ermOglicht der Einsatz probabilistischer Methoden den Aufbau eines grundlegenden
Systemverstandnisses sowie die Identifikation der bedeutendsten Einflussgrof3en.

Fiir die schrittweise Entwicklung des Modellierungsansatzes in dieser Arbeit wird auf Grund
des groflen vorhandenen Optimierungspotentials zunichst ausschlieBlich der Anwendungsfall
des Anstreifens einer Labyrinthdichtung gegen einen Honigwabeneinlaufbelag betrachtet.
Der zu entwickelnde Ansatz soll ohne groeren Aufwand auf andere Einlaufbeldge iiber-
tragbar sein.

2.4.2 \Vorgehensweise

Die hohe Komplexitidt des Themas erfordert eine systematische Vorgehensweise. In einem
ersten Schritt werden mit Hilfe experimenteller Untersuchungen zum Anstreifverhalten von
Labyrinthdichtungen bestehende Wissensliicken gezielt geschlossen und ein grundlegendes
physikalisches Verstidndnis des Anstreifvorgangs aufgebaut. Die realen in Turbinen
auftretenden Antreifbedingungen fiir Labyrinthdichtungen mit Umgebungstemperaturen von
mehreren 100 K sowie Reibgeschwindigkeiten von bis zu 450 m/s lassen sich nur schwer in
einem Priifstand reproduzieren. Um dennoch eine tiefgreifende Erforschung der
tribologischen Phdnomene zu ermoéglichen, wird die Komplexitit des betrachteten Systems
durch die Beschrinkung auf Anstreifversuche zwischen einer einzelnen Dichtspitze und
einem einzelnen Metallblech reduziert. Durch den Einsatz statistischer Versuchsplanung wird
dank einer systematischen Variation der Anstreifparameter der experimentelle Aufwand bei
maximalem Gewinn an Informationen begrenzt. Die Beschreibung des verwendeten
Messautbaus sowie eine ausfiihrliche Pradsentation und Diskussion der wichtigsten
Ergebnisse erfolgen in Kapitel 3 dieser Arbeit.

Basierend auf den experimentell gewonnenen Erkenntnissen, dem Stand der Forschung sowie
umfangreichen analytischen Uberlegungen erfolgt in einem zweiten Schritt die Entwicklung
des Modellierungsansatzes zur realititsnahen Simulation von Anstreifvorgingen in
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Labyrinthdichtungen (siche Kapitel 4). Alle Aspekte des Einlaufystems, wie zum Beispiel
Kontakt-, Reib- und VerschleiBverhalten, das thermische Verhalten, geometrische und
kinematische Randbedingungen sowie die Werkstoffeigenschaften werden dabei ndher
betrachtet und die zugrundeliegenden Annahmen diskutiert.

In Kapitel 5 folgen ein Vergleich der experimentell gewonnenen Daten mit den
Modellvorhersagen und eine Bewertung des entwickelten Modellansatzes. Hierbei wird
gepriift, in wie weit das Modell dazu in der Lage ist, die physikalischen Effekte und die
Einfliisse der Anstreifparameter richtig abzubilden und sich somit fiir eine probabilistische
Analyse eignet. AuBerdem werden die Simulationsergebnisse dazu herangezogen, um im
Versuch beobachtete Phdnomene zu erkliren und das Verstdndnis des Anstreifverhaltens
weiter zu vertiefen.

In einem letzten Schritt folgt die Durchfiihrung einer Sensitivitédtsstudie zur Verbesserung des
Verstindnisses des Systemverhaltens sowie zur Quantifizierung der wichtigsten
Einflussfaktoren und Wechselwirkungen zwischen den Systemgrofien (siehe Kapitel 6). Die
Arbeit schlieft in Kapitel 7 mit einer Zusammenfassung sowie einem Ausblick fiir
weiterfithrende Untersuchungen. Der Ausblick beinhaltet Vorschlédge fiir die Umsetzung der
gewonnenen Erkenntnisse zur zukiinftigen Verbesserung der héufig eingesetzten Labyrinth-
dichtungen.
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Ein ausreichendes Verstindnis der physikalischen Vorgidnge beim Anstreifen von
Labyrinthdichtspitzen gegen Honigwabeneinlaufbelédge ist eine essentielle Voraussetzung fiir
die erfolgreiche Entwicklung eines geeigneten Modellierungsansatzes. In einem ersten Schritt
dieser Arbeit miissen daher umfassende experimentelle Untersuchungen zum Anstreifen von
Labyrinthdichtungen durchgefiihrt werden. Zunéchst wird in Abschnitt 3.1 dieses Kapitels
eine Strategie erarbeitet, um die Komplexitidt des betrachteten tribologischen Systems,
bestehend aus Labyrinthdichtspitzen und Honigwabeneinlaufbelag, zu reduzieren. Die
Beschreibung des Versuchsaufbaus und der eingesetzten Messtechnik erfolgt in Abschnitt
3.2. Nach der Erlduterung des Testablaufs und des Versuchsplans in Abschnitt 3.3 werden in
Abschnitt 3.4 die wichtigsten Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen dargestellt und
diskutiert. Das Kapitel schlie3t mit einer zusammenfassenden Interpretation der gewonnenen
Erkenntnisse sowie der Ableitung wichtiger Anforderungen an den zu entwickelnden
Modellierungsansatz (siche Abschnitt 3.5).

3.1  Strategie

In den folgenden Abschnitten werden zunichst grundlegende Uberlegungen zur untersuchten
Geometrie diskutiert (siche Abschnitt 3.1.1), bevor in Abschnitt 3.1.2 die Werkstoffauswahl
begriindet wird.

3.1.1 Geometrie

Wie die tribologischen Grundlagen und der technische Kenntnisstand zu den
Anstreifvorgdngen in Einlaufsystemen verdeutlicht haben, wird das Anstreifverhalten von
zahlreichen nichtlinear interagierenden Faktoren beeinflusst. Beim Anstreifen zwischen den
Labyrinthdichtspitzen und einem Honigwabenbelag sind wie in Abbildung 5 dargestellt auf
Grund der Zellstruktur viele verschiedene lokale Kontaktstellen moglich, die rdumlich
voneinander getrennt sind. Je nach Richtung der Relativbewegung und Spitzengeometrie
kann es auBlerdem zu gleichzeitigem Reibkontakt an mehreren Seitenflichen der Dichtspitze
kommen. Die messbaren Grofen, wie zum Beispiel die resultierenden Kontaktkrifte oder der
Gewichtsverlust zur Quantifizierung von materialabtragendem Verschleif3, lassen sich nur
global bestimmen. Es ist daher am Gesamtsystem nicht moglich, die Zusammenhénge
zwischen den verschiedenen lokal wirkenden Einflussgrofen zu ermitteln. Aus diesem Grund
wird in dieser Arbeit nur der Anstreifvorgang zwischen einer einzelnen Dichtspitze gegen ein
einzelnes Metallblech, wie in Abbildung 5 dargestellt, untersucht. Aulerdem ermoglicht die
Beschrinkung auf ein einzelnes Metallblech eine deutlich verbesserte optische
Zugénglichkeit.

Bei konventionell in Turbomaschinen eingesetzten Honigwabeneinlaufbeldgen ist die
Spitzenbreite By der Dichtspitze (0,2 mm bis 0,5 mm) meist deutlich geringer als der axiale
Zelldurchmesser Df;,,, der Honigwaben, welcher in vielen Féllen zwischen 1/16 und 1/8 Zoll
liegt (1,6 mm bzw. 3,2 mm). Des Weiteren sind die doppelwandigen Verbindungsstellen der
Honigwabenzellen, an welchen die einzelnen Honigwabenbleche miteinander verbunden
werden, aus Festigkeitsgrinden in der Regel parallel zur Umdrehungsrichtung der
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Dichtspitzen angeordnet. Wie in Abbildung 5 verdeutlicht, ergeben sich unter diesen
Bedingungen insgesamt drei Extremfille fiir den lokalen Kontakt zwischen einer einzelnen
Dichtspitze und der konventionell gefertigten Honigwabenzellstruktur. Beim ersten
Extremfall K1 liegt die Dichtspitze direkt unterhalb der doppelten Wandstérke. Fiir typische
Wandstédrken By, der einzelnen Honigwabenbleche zwischen 0,08 mm und 0,120 mm ist
die resultierende Breite des Doppelstegs meist schmaler als die Spitzenbreite der Dichtspitze.
Bei einer rein radialen Relativbewegung ergibt sich daher in diesem Fall am Doppelsteg nur
eine einzelne Kontaktfldche, was die Interpretation der Messgrof8en deutlich vereinfacht. Bei
den zwei Extremféllen K2 und K3 ist die Dichtspitze hingegen axial direkt unterhalb der um
60° geneigten Honigwabenbleche angeordnet. Bei dieser Anordnung kann es je nach
Geometrie der Dichtspitze selbst bei einem rein radialen Anstreifvorgang zum gleichzeitigen
Reibkontakt an der Oberseite und an den Flanken der Dichtspitze kommen. Nur unter den
Bedingungen des Extremfalls K1 lassen sich die global gemessenen resultierenden Gréfen
direkt der entsprechenden einzelnen Kontaktfliche zuordnen.

Da im Rahmen der experimentellen Untersuchungen der Erkenntnisgewinn im Vordergrund
steht, sollen in dieser Arbeit ausschlieBlich Anstreifversuche gemifl dem Extremfall K1
durchgefiihrt werden. Fiir den Verstindnisgewinn ist es aulerdem zunéchst ausreichend, sich
ausschlieBlich auf den Fall des rein radialen Anstreifens zu beschrianken.

Dichtspitze

Abbildung 5: Schematische  Darstellung  eines  konventionell  hergestellten
Honigwabeneinlaufbelags und der drei extremen Relativpositionen
zwischen Labyrinthdichtspitze und Honigwabenbelag beim Anstreifen

In Honigwabenbeldgen liegt je nach Zelldurchmesser die Linge Ly, der doppelten
Wandstéarke in Umfangsrichtung zwischen 0,95 mm und 1,9 mm. In Kombination mit der
sehr geringen axialen Breite der Doppelstege zwischen 0,16 und 0,25 mm wiirden identische
Geometrieverhéltnisse im Priifstand sehr kleine Kontaktflichen und folglich auch sehr
geringe Kontaktkrifte und Gewichtsverluste durch materialabtragenden Verschleifl ergeben,
welche sich messtechnisch nur schwer erfassen lassen. Neben der Messbarkeit der Krifte,
Temperaturen und des Verschleies ist es wichtig, im Priifstand vergleichbare
Breitenverhéltnisse zwischen Dichtspitzenoberseite und Doppelsteg zu erzielen. Um eine
starke VergroBerung der Dichtspitzen- und Blechbreite zu vermeiden und dennoch in einen
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messbaren Bereich der resultierenden GroBen zu gelangen, wurde fiir die Anstreifversuche
eine Blechldnge L von 12 mm gewaihlt. Diese vergroflerte Blechlidnge fiihrt im Gegensatz zu
den kiirzeren Doppelsteglingen der Honigwaben zu leicht unterschiedlichen kinematischen
Kontaktbedingungen, was sich vor allem auf die makroskopische Temperaturentwicklung
auswirkt. Dieser Effekt ldsst sich, wie spéter in Kapitel 5.1.2 gezeigt, durch eine analytische
Rechnung quantifizieren, wodurch eine Ubertragbarkeit der FErgebnisse dennoch
gewdhrleistet ist. Der durch die vergroBerte Kriimmung der Kontaktfliche verursachte
geometrische Fehler ist wie in Anhang 8.1 ausfiihrlich erldutert vernachlédssigbar gering. Die
Blechldange von 12 mm hat weiterhin den Vorteil, dass mit ihr auch bei Anstreifversuchen mit
schrager Blechorientierung gemif3 den Extremfillen K2 und K3 (vergleiche Abbildung 5)
ausreichend Stabilitdt gewihrleistet ist.

3.1.2 Werkstoffauswahl

Die Komponenten der Einlaufsysteme in Turbomaschinen bestehen hédufig aus sehr teuren
Werkstoffen, wie beispielsweise warmfesten Nickelbasis-Superlegierungen. In der Literatur
gibt es nur eingeschrinkte Informationen zu den temperaturabhingigen Werkstoft-
eigenschaften solcher Legierungen, vor allem in Temperaturbereichen nahe dem Schmelz-
punkt. Zuverldssige Kenntnisse liber die Temperaturabhidngigkeit der Werkstoffeigenschaften
sind jedoch eine wichtige Voraussetzung fiir die Interpretation der Ergebnisse der Anstreif-
versuche sowie fiir die erfolgreiche Modellierung des Einlaufsystems (vgl. Kapitel 2.3.1).
Auf Grund der besseren Zugénglichkeit zu den Werkstoffdaten und aus Kostengriinden wird
fiir diese Arbeit daher eine andere metallische Werkstoffpaarung gewéhlt, welche im
Folgenden néher beschrieben werden soll.

Fiir die unterschiedlich dicken Bleche werden diinne warmgewalzte Metallbleche aus dem
handelsiiblichen austenitischen rostfreien Stahl V2A (EN 1.4301) verwendet, welche mit
einem Laser auf ein Mall von 12 mm x 20 mm geschnitten werden. Dieser Stahl mit hohem
Chrom- und Nickelanteil weist im Vergleich zu herkdmmlichen niedriglegierten Stihlen eine
grofBere Duktilitdt sowie eine hohere Temperaturfestigkeit und Oxidationsbesténdigkeit auf
[65]. In Folge einer abgerundeten Spannungs-Dehnungskurve ohne eindeutige Grenze
zwischen elastischem und plastischem Bereich wird héufig die Dehngrenze Rpq, zur
Beschreibung des plastischen Verformungsverhaltens verwendet [65]. Die Verfestigungs-
kurve von V2A Stahl ldsst sich zum Beispiel mit dem Ramberg-Osgood Modell beschreiben
und ist in Abbildung 6a im Vergleich mit anderen Stihlen dargestellt [65].

Gardner et al. schlagen aus eigenen Testergebnissen gewonnene mittlere Festigkeits-
reduktionsfaktoren f vor, um den Abfall der mechanischen Werkstoffkennwerte mit
zunehmender Temperatur zu beschreiben [65]. Mit Hilfe der Festigkeitsreduktionsfaktoren
und dem entsprechenden Wert der GroBe YRT bei Raumtemperatur lassen sich die
temperaturabhiingigen Werkstoffkennwerte Y7 berechnen.

YT = f-YRT, Y = {Rpo2 Ry E} (1)

Fir die Berechnung der temperatur- und verfestigungsabhidngigen Dehngrenze R,q, sind
weiterhin die angepassten Koeffizienten des Ramberg-Osgood Modells nétig, welche
Gardner et al. mit Hilfe von experimentellen Daten bestimmten [65].

Die in der Europdischen Norm angegebenen und spdter fiir die Modellvalidierung
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verwendeten temperaturabhingigen Reduktionsfaktoren fiir die Dehngrenze Ryq,, die
Zuggrenze R, und den Elastizitidtsdodul E sind jeweils in Abbildung 6b dargestellt [55], [56].
Sie verdeutlichen, dass Dehn- und Zuggrenze oberhalb von ca. 600°C deutlich abfallen. Fiir
einen umfassenden Uberblick sowie einen Vergleich mit anderen experimentellen Daten wird
auf Gardner et al. verwiesen [65]. Fiir einen warmgewalzten austenitischen Stahl, wie er in
dieser Arbeit verwendet wird, kann laut der Europdischen Norm anndhernd von dhnlichem
plastischem Verhalten im Zug- und Druckbereich ausgegangen werden [56]. Mit
ansteigender Verformungsgeschwindigkeit nimmt die Dehngrenze proportional zu [56]. Die
entsprechenden Werte bei Raumtemperatur sind in Tabelle 1 angegeben. Es ist an dieser
Stelle anzumerken, dass die Dehn- und Zuggrenze je nach Herstellungsprozess und
Bearbeitungszustand um jeweils bis zu 30 % bzw. 10 % iiber den garantierten Mindestwerten
ausfallen konnen. Diese Unsicherheit muss spiter im Modellierungsprozess beriicksichtigt
werden.

Im Gegensatz zu den vorgeschlagenen Faktoren fiir die Festigkeiten weisen die in der
Literatur genannten Reduktionsfaktoren fiir den Elastizititsmodul deutlich groBere
Schwankungen auf. Die Autoren Gardner et al. filhren diese vor allem auf die grofen
Unsicherheiten in der Bestimmung des Elastizitdtsmoduls von austenitischen rostfreien Stahl
zuriick, da hier schon bei sehr geringen Dehnungen nichtlineares inelastisches Verhalten
auftritt [65]. Die Autoren schlagen daher vor, wie in dieser Arbeit die in der Europdischen
Norm definierten Werte zu verwenden [54], [55], [56]. Allerdings decken diese Kurven nicht
den mittleren Bereich aller in der Literatur verfiigbaren experimentellen Daten ab.
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Abbildung 6: Typische Spannungs-Dehnungskurven fiir verschiedene Stihle bei
Raumtemperatur [54] (a) und Temperaturabhingigkeit der mecha-
nischen Werkstoffkennwerte von V2A Stahl bezogen auf die
entsprechenden Werte bei Raumtemperatur (b)
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Tabelle 1: ~ Mechanische Werkstoffkennwerte Y*' bei Raumtemperatur

R%z 210 -250 MPa Dehngrenze
RET 520 — 720 MPa Zugfestigkeit
ERT 200 GPa Elastizititsmodul

Die Rotorscheibe mit den Dichtspitzen wird auf Grund der hoheren Festigkeit und
Bruchdehnung aus dem handelsiiblichen Stahl 42CrMo4 (EN 1.7225) hergestellt. Die
Wirmeleitfahigkeit dieses Werkstoffs liegt bei Raumtemperatur um knapp einen Faktor drei
hoher als die von V2A, was zu einer erhohten konduktiven Abfuhr der Reibwéirme in die
rotierende Dichtspitze fiihrt. Im Gegenzug liegt der thermische Ausdehnungskoeffizient von
42CrMo4 um ca. 50% niedriger, weshalb eine deutlich hohere Warmeausdehnung des Blechs
zu erwarten ist.

Wie in Abschnitt 2.2 des Grundlagenkapitels erldutert, werden die Labyrinthdichtspitzen in
der Maschine teilweise keramisch beschichtet, um Schdden auf der Dichtspitze in Folge von
Anstreifvorgdngen zu vermeiden und die Einlauffdhigkeit des Systems zu verbessern. Solche
Beschichtungen sind sehr aufwidndig und teuer. AufBerdem ist ihre physikalische
Wirkungsweise bisher nicht vollstandig verstanden. Zum Beispiel ist unklar, ob die Vorteile
der Beschichtung eher auf einem verstirkten abrasiven Einschneiden in den Einlaufbelag
oder auf einer verringerten Abfuhr der Reibwdrmemenge in die rotierende Dichtspitze auf
Grund der stark reduzierten Warmeleitfahigkeit beruhen. Da solche Beschichtungen die
Komplexitidt des betrachteten Systems stark erhohen wiirden und in dieser Arbeit der
Verstdndnisaufbau im Vordergrund steht, sollen sich die Anstreiftests im Rahmen dieser
Arbeit ausschlieBlich auf eine unbeschichtete Dichtspitze beschrianken.

Es muss an dieser Stelle darauf hingewiesen werden, dass andere Werkstoftkombinationen,
wie zum Beispiel die typischen in Turbomaschinen eingesetzten Nickelbasislegierungen wie
Inconel 718 oder Hastelloy X, voraussichtlich ein anderes Reib- und VerschleiBverhalten
aufweisen. Allerdings ist die Temperaturabhidngigkeit der Werkstoffeigenschaften dieser
metallischen Werkstoffe qualitativ vergleichbar zu der in dieser Arbeit verwendeten
Materialkombination aus V2A und 42CrMo4. Aus diesem Grund ist von einem qualitativ
dhnlichen Anstreifverhalten auszugehen, so dass trotz der unterschiedlichen Werkstoft-
eigenschaften dennoch reprisentative Einblicke in die physikalischen Phdnomene sowie eine
Vertiefung des Verstindnisses von Anstreifvorgdngen moglich sind.

3.2  Beschreibung des Anstreifprufstands

Im folgenden Abschnitt soll zundchst der fiir die Anstreifversuche verwendete
Versuchssaufbau erldutert werden. Die Beschreibung der eingesetzten Messtechnik erfolgt in
Abschnitt 3.2.2.

3.2.1 Versuchsaufbau

Eine axiale Frontalansicht des Anstreifpriifstands und eine Nahaufnahme der Kontaktzone
zwischen Metallblech und Dichtspitze sind in Abbildung 7 und Abbildung 8 zu sehen. Der
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Priifstand besteht aus einer fliegend gelagerten Rotorscheibe mit 420 mm Durchmesser,
welche im Rahmen der durchzufiihrenden Versuche mit einem 32 kW starken Elektromotor
auf maximal 7500 Umdrehungen pro Minute hochgedreht wird. Dies entspricht einer
maximalen Oberflichengeschwindigkeit von 165 m/s. Die mit einer Messuhr bestimmte
Unrundheit des Rotors féllt mit 45 um sehr gering aus.

Uber eine Radialtraverse, die von einem Schrittmotor angetrieben wird, kann ein einzelnes
Metallblech gezielt radial der Dichtspitze zugestellt und so ein exzentrischer Anstreifvorgang
iiber ein kleines Umfangssegment hervorgerufen werden. Der massive Rahmen mit zwei
Fithrungsschienen verhindert eine Verkippung der Traverse und gewihrleistet eine rein
translatorische Zustellung des Metallblechs. Der Schrittmotor ermdglicht die Vorgabe einer
radialen Zustellrate der Traverse. Im Rahmen der durchzufiihrenden Anstreifversuche werden
nominelle Zustellraten von maximal 0,65 mm/s erreicht.

1D Laser
Triangulations-
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Abbildung 7: Axiale Frontalansicht des Anstreifpriifstands

An der Stirnfliche der Rotorscheibe sind insgesamt fiinf Labyrinthdichtspitzen eingedreht
(vgl. Abbildung 8). Die nominelle Dichtspitzenbreite betrdgt 0,6 mm. Zum einen bietet diese
Dichtspitzenbreite eine ausreichend grofe Messfliche fiir die Pyrometermessung auf der
Dichtspitzenoberfldche (vgl. Abschnitt 3.2.2). Zum anderen ermoglicht sie die Untersuchung
verschiedener Verhiltnisse von Dichtspitzenbreite zu Blechbreite. Die Anstreifversuche
werden insgesamt an zwei verschiedenen Spitzengeometrien durchgefiihrt. Die beiden linken
Dichtspitzen eins (D1) und zwei (D2) sind nach auBen geneigt, wobei der Vorder-
kantenwinkel 60° und der Hinterkantenwinkel 40° gegeniiber der Horizontalen betrégt. Die
zwei darauffolgenden Dichtspitzen drei (D3) und vier (D4) besitzen hingegen ein senkrechtes
symmetrisches Profil mit einem Offnungswinkel von ebenfalls 20°. An der fiinften
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Dichtspitze werden im Rahmen dieser Arbeit keine Anstreifversuche durchgefiihrt. Bilder der
Negativabdriicke der Dichtspitzen zwei und drei vor den ersten Anstreifversuchen, die mit
Hilfe der kommerziell verfiigbaren Silikonmasse ©ProvilNovo angefertigt wurden, sind
beispielhaft in Abbildung 9 dargestellt. Sie verdeutlichen unter anderem die fertigungs-
bedingten Unterschiede in Spitzenhdhe und Spitzenbreite.

Frontalansicht Seitenansicht

Abbildung 8: Nahansicht der Kontaktstelle zwischen Metallblech und Dichtspitze
frontal und von der Seite

D2 D3
a) Gesamte Dichtspitze b) Spitzenbereich

Abbildung 9: Negativabdriicke der geneigten Dichtspitze D2 und der senkrechten
Dichtspitze D3 vor dem ersten Anstreifversuch (in [mm])

Die Fixierung des Metallblechs auf der Traverse erfolgt iiber eine speziell zu diesem Zweck
entworfene Halterung (siche Abbildung 8). Das einzelne Metallblech mit einer Lénge von 12
mm sowie beliebiger Hohe und Dicke wird in eine U-formige Kunststoffhalterung aus
Tecapeek eingeklemmt, welche in eine Metallform eingebettet ist und iiber zwei Schrauben
verspannt werden kann. Die U-Form vergrofBert den sichtbaren Bereich fiir die Erfassung der
Blechtemperaturen mit Hilfe einer Infrarot-Thermokamera (vgl. Abschnitt 3.2.2) und
ermoglicht gleichzeitig eine feste Einspannung des Metallblechs iiber eine Gesamthdhe von
12 mm. Die Kunststofthalterung minimiert den Warmeiibergang an der Halterung und
garantiert einheitliche thermische Randbedingungen bei Temperaturen bis zu 250°C. Um zu
vermeiden, dass an der Halterung hohere Temperaturen auftreten und die Halterung
aufweicht, muss die Kontaktstelle zwischen Blech und Rotor ausreichend weit von der
Blechhalterung entfernt sein. Fiir die durchzufiihrenden Anstreifversuche werden daher
Bleche mit 20 mm Gesamthdhe eingesetzt, wodurch ein ausreichend grofler Abstand von 8
mm von der Kontaktstelle zur Kunststofthalterung gewihrleistet ist. Bei der im Rahmen
dieser Arbeit ausschlieBlich untersuchten parallelen Blechanordnung (K1 in Abbildung 5)
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entspricht die 12 mm Blechlinge einem Umfangssegment von 3,3°. Die Kriimmung des
Rotors ist bei einer maximalen Abweichung von 86 um gegeniiber einer mittleren ebenen
Kontaktfliche vernachldssigbar klein. Fiir eine ausfiihrlichere Fehlerbetrachtung wird auf
Kapitel 8.1 im Anhang verwiesen. Alle Anstreifversuche werden bei Umgebungsdruck und
-temperatur durchgefiihrt.

3.2.2 Messtechnik

Um ein vertieftes Verstindnis des Anstreifverhaltens und der Zusammenhédnge der
verschiedenen SystemgroBen aufbauen zu konnen, miissen die folgenden GroBen wéhrend
des Anstreifvorgangs gemessen werden:

- Reib- und Kontaktkréfte

- Blechtemperaturen

- Dichtspitzentemperaturen

- Traversenposition und Rotordehnung
- Rotordrehzahl

- Drehmoment

Die Reib- und Kontaktkrifte werden {iber den kommerziellen drei-achsigen Kraftsensor
K3D60 der Firma ME-MeBsysteme erfasst (siche Abbildung 10). Der Kraftsensor ist
zwischen Traverse und Blechhalterung angebracht und ermdglicht die Erfassung der
resultierenden Kraftkomponenten bis zu 100 N in Radialrichtung sowie jeweils 50 N in Quer-
und Axialrichtung. Das Messprinzip des eingesetzten Kraftsensors basiert auf Dehnmess-
streifen, wobei das resultierende Spannungssignal verstirkt werden muss. Mit den
verfiigbaren Ressourcen konnen mit dem Kraftsensor mittlere Messraten von 55 Hz realisiert
werden, was bei der hochsten Reibgeschwindigkeit von 165 m/s im Durchschnitt einer
Kraftmessung pro 2,25 Rotorumdrehungen entspricht. Bei zentrischer Ausrichtung des
Metallblechs gegeniiber der Rotordrehachse entsprechen die gemessenen Krifte fiir die
gegebene Priifstandsgeometrie anndhernd den tatsdchlichen resultierenden Kontakt- und
Reibkréften mit einer Abweichung von 0,014 %. Fiir eine ausfiihrliche Begriindung wird auf
den Anhang 8.1 dieser Arbeit verwiesen. Die vom Hersteller angegebene maximale
Abweichung der Messgenauigkeit liegt bei 0,2 %. Auf Grund der groflen Entfernung vom
Reibkontakt von knapp 45 mm ist eine Erhitzung des Kraftsensors in Folge des
Reibwirmeeintrags und eine damit verbundene VergroBerung des Messfehlers
auszuschlieflen.

Fiir die Erfassung der Reibtemperaturen wihrend eines Anstreifvorgangs ist der Einsatz
von Infrarot-Thermographie auf Grund der nicht-intrusiven Temperaturmessung und der
geringen thermischen Trdgheit am besten geeignet [93], [156]. Die Temperaturen der
Frontseite der Bleche wihrend des Anstreifvorgangs werden mit Hilfe der Infrarotkamera
SC6000 der Firma FLIR gemessen, wobei die Thermokamera senkrecht auf das Blech
gerichtet ist (vgl. Abbildung 10). High Dynamic Range Imaging (HDRI) wird eingesetzt, um
eine moglichst grole Temperaturspanne zwischen 250°C und 1100°C abdecken zu kdnnen.
Hierzu werden vier sequentielle Bilder bei unterschiedlichen Integrationszeiten
aufgenommen (0,5 ms, 0,16 ms, 0,05 ms und 0,021 ms) und nachtrdglich zu einem einzelnen
Bild zusammengesetzt. Mit dieser Vorgehensweise konnen 20 HDR Bilder pro Sekunde
erfasst werden. Der maximale zeitliche Versatz zwischen den Bildern betridgt dabei 8 ms, was
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bei der groften Reibgeschwindigkeit von 165 m/s genau einer Rotorumdrehung entspricht.
Dementsprechend konnen mit den zusammengesetzten Bildern der Thermokamera nur
mittlere Blechtemperaturen erfasst werden. Die verwendete Thermokamera-Optik ermdglicht
eine Ortliche Auflosung von 20 Pixel pro Millimeter. Alle Bleche werden mit einem
hitzebestdndigen schwarzen Lack beschichtet, um einen homogenen und weitestgehend
temperaturunabhiangigen Emissionskoeffizienten zu erzielen. Mit Hilfe von so genannten
Non-Uniformity Corrections an einem schwarzen Strahler aus Kupfer werden die
Detektorsignale vorab homogenisiert. Die eigentliche Kalibrierung der Thermokamera
erfolgt mit Hilfe eines schwarz lackierten Metallblechs aus V2A Stahl, welches mit einem
Thermoelement instrumentiert ist und mit einem Gasbrenner erhitzt wird, um &dhnlich hohe
Autheizraten wie beim Anstreifvorgang zu erzielen. Diese Vorgehensweise ermdglicht eine
Genauigkeit von +£25°C tiiber den gesamten Temperaturmessbereich, wobei sich der Fehler
auf Grund der stark transienten Autheizung und der Blechdicke nur schwer exakt
quantifizieren ldsst. Die erzielte Genauigkeit ist jedoch ausreichend fiir den Verstdndnis-
gewinn lber die physikalischen Vorgidnge und fiir den Vergleich der Auswirkungen
verschiedener Anstreifbedingungen. Fiir eine ausfiihrlichere Beschreibung der Messprozedur
fiir die Erfassung der Blechtemperaturen mit der Infrarot-Kamera wird auf die Arbeit von
Ochs et al. [116] verwiesen.

HS Pyrometer

IR Thermokamera

1D Laser
Triangulations-
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Abbildung 10: Nahansicht der verwendeten Messtechnik (HS =High-Speed, IR =
Infrarot)

Zwei Hochgeschwindigkeitspyrometer mit einer minimalen nominellen Messdauer von 70 us
werden auf die Oberseite der rotierenden Dichtspitzen gerichtet, um ihre Temperatur zu
messen (vgl. Abbildung 10). Bei 165 m/s Reibgeschwindigkeit entspricht dies 114
Temperaturmessungen pro Rotorumdrehung. Somit bieten die Hochgeschwindigkeits-
pyrometer die einzige Moglichkeit, um Informationen iiber die Kontaktverhéltnisse pro
Rotorumdrehung zu erhalten. Das erste HI16 Pyrometer der Firma Sensortherm misst die
Infrarotstrahlung im Wellenldngenbereich zwischen 1,45 um und 1,8 um und besitzt einen
nominellen Temperaturmessbereich von 300°C bis 900°C. Der Wellenldngenbereich des
zweiten HL18 Pyrometers der Firma Sensortherm liegt hingegen zwischen 1,65 um und 2,1
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um, wodurch Temperaturen zwischen 120°C und 520°C messbar sind. Die eingesetzte Optik
ermdglicht minimale Messfleckgroen von 0,7 mm. Der fokussierte Messfleck liegt bei allen
Versuchen im anndhernd rechten Winkel sowie mittig zur Dichtspitzenoberseite.

Aus Platzgriinden muss das HI16 in Umfangsrichtung 16°, das HL18 30° hinter dem
Reibkontakt angebracht werden (vgl. Abbildung 10). Zwischen HI16 und dem Reibkontakt
wird ein den Rotor nicht beriihrender Funkenabstreifer montiert, um sicherzustellen, dass die
Messung der Dichtspitzentemperatur nicht durch die Miterfassung der Infrarotstrahlung von
sehr heilen Funken verfdlscht wird. Da keine zuverldssigen Daten zum Emissions-
koeffizienten der Dichtspitzen verfiigbar sind und eine Beschichtung mit schwarzem Lack in
der Kontaktzone ausgeschlossen ist, wird fiir alle Pyrometermessungen ein Emissionsfaktor
von eins angenommen. Mit dieser Annahme werden die realen Temperaturen auf der
Dichtspitze unterschitzt. Da der Emissionsfaktor flir alle Messungen identisch angenommen
wird sind qualitative Vergleiche zwischen den Ergebnissen dennoch moglich. Zudem kénnen
die ermittelten Temperaturen fliir den schmalen Wellenldngenbereich mit Hilfe des
Strahlungsgesetzes von Stefan-Boltzmann nachtriglich fiir andere Emissionsfaktoren
umgerechnet werden. Die Pyrometermessung wird in Abschnitt 5.1.5 im Rahmen der
Modellvalidierung néher diskutiert.

Die radiale Ausdehnung der Rotorscheibe in Folge der wirkenden Zentrifugallasten und der
thermischen Ausdehnung des Rotors wird iiber einen 1D Lasertriangulationssensor
iiberwacht, welcher von oben auf die radiale Stirnfliche der Scheibe gerichtet ist (vgl.
Abbildung 7). Die Erfassung der Rotordehnung ist notwendig zur Bestimmung des
Nullpunkts des Kontakts zwischen Blech und Dichtspitze. Gleichzeitig wird auch die
Radialposition der Rotortraverse kontinuierlich mit Hilfe eines weiteren 1D-
Lasertriangulationssensors gemessen (vgl. Abbildung 7 und Abbildung 10). Bei Kenntnis des
urspriinglichen Nullpunkts des ersten Rotorkontakts vor dem Anstreifen und der
Rotorausdehnung lisst sich so die aktuelle theoretische Uberdeckung berechnen. Mit den
verfligbaren Ressourcen kann mit den 1D-Lasertriangulationssensoren eine mittlere Messrate
von 90 Hz erzielt werden. Eine ausreichende zeitliche Auflosung der Schwingungen des
Priifstands ist somit nicht moglich, was bei der Interpretation der Messergebnisse zu
beriicksichtigen ist.

Weitere MessgroBlen umfassen die Rotationsgeschwindigkeit der Dichtspitze sowie das
Drehmoment, wobei der Drehmomentsensor zwischen Wellenlagerung und Elektromotor
angebracht ist. Dementsprechend werden bei der Drehmomentmessung neben dem
Luftwiderstand an der Rotorscheibe auch die Lagerverluste miterfasst. Mit den verfligbaren
Messkarten ist es nicht mdglich, alle MessgroBen zeitsynchron zu erfassen. Dies erfordert
einen erhohten Aufwand bei der Auswertung der verfiigbaren Informationen und muss bei
der Interpretation der Ergebnisse beriicksichtigt werden.

3.3  Versuchsdurchfihrung

Dieses Kapitel umfasst die Beschreibung des Testablaufs in Abschnitt 3.3.1 sowie
anschlieBend die Vorstellung und Diskussion des Versuchsplans in Abschnitt 3.3.2.

3.3.1 Testablauf

Verschiebungsgesteuerte Anstreifversuche werden durchgefiihrt, indem das Metallblech iiber



3.3 Versuchsdurchfiihrung 41

das Traversensystem radial mit einer nominell konstanten Zustellrate § auf die Dichtspitze
zugestellt wird. Ein typischer zeitlicher Verlauf der radialen Zustellung s bezogen auf die
finale Zustelltiefe sy ist in Abbildung 11a dargestellt. Vor jedem einzelnen Anstreifversuch
wird zundchst die radiale Nullposition zum SchlieBen des Kontakts zwischen Metallblech
und Dichtspitzenoberseite bestimmt, indem das Blech sehr langsam auf die maximale
Auslenkung der ruhenden Dichtspitze zubewegt wird. Nach der Nullpunktbestimmung wird
die Traverse zum Offnen des Kontakts zuriickgefahren und der Rotor auf die Zieldrehzahl
hoch gedreht. Die Messung der Rotordehnung ermdoglicht die Erfassung der resultierenden
Verschiebung des Kontaktnullpunkts. Sobald beim eigentlichen Anstreifvorgang die finale
Zustelltiefe sy erreicht ist, wird die Radialtraverse mit 0,8 mm/s zuriickgezogen, um weiteres
Anstreifen zu vermeiden. Aus der Zustellrate § und der finalen Zustelltiefe ergibt sich die
Dauer tp des Anstreifvorgangs.

Vor jedem Anstreifversuch wird die Dichtspitze mit feinem Schmirgelpapier (Kérnung 400)
abgeschliffen, um adhisiv {iibertragenes Material oder Oxidschichten von vorherigen
Anstreifvorgidngen zu entfernen. So sind vergleichbare Ausgangsbedingungen fiir jeden
Anstreifvorgang gewihrleistet. Jedes Blech wird nur einmal angestreift. Nach zunédchst einem
bzw. spater fiinf Anstreifversuchen werden Silikonabdriicke der Dichtspitze an jeweils zwei
unverdanderten Umfangspositionen angefertigt, um die Verdnderung der Dichtspitzen-
geometrie durch Verschleill und Schleifen zu erfassen.

Das Gewicht des Metallblechs wird jeweils vor und nach jedem Anstreifversuch mit einer
Waage gemessen, um so den Materialabtrag durch Verschleil zu quantifizieren. Die
verwendete Waage besitzt eine Genauigkeit von +0,5mg, was fiir alle durchgefiihrten
Anstreifversuche mit paralleler Blechorientierung zu einem durchschnittlichen Fehler von
5,1 % mit Minimalwerten von 1,4 % und Maximalwerten von 17 % fiihrte. Des Weiteren
wird der 2D Laser Profilscanner mit Messkopf LJ-V7060 der Firma Keyence eingesetzt, um
das Profil der verschlissenen Bleche iiber ihre Dicke zu erfassen.
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a) Zustellungsprofil b) Versuchsmatrix Zustellparameter

Abbildung 11: Typischer zeitlicher Verlauf der vorgegebenen radialen Blech-
verschiebung s fiir einen Anstreifvorgang (a) und Versuchsmatrix zur
Variation der Zustellparameter (b)

Hierzu wird das Blech mit Hilfe eines Mikrometerstelltisches schrittweise um jeweils 1 mm
senkrecht zum Profilscanner verschoben, so dass iiber die Blechlinge insgesamt 12
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Hohenprofile der Kontaktfliche erfassbar sind. Der Profilscanner ist mit weniger als 0,001 %
Fehler in der erfassten Tiefe sehr genau, wobei die Reflexion der durch das Anstreifen
polierten und somit stark reflektierenden Metalloberflichen gerade bei schridg geneigten
Flachen zu fehlenden Messwerten fithren kann.

3.3.2 Versuchsplan

Die folgenden Parameter werden im Rahmen der durchgefiihrten Anstreifversuche mit
paralleler Blechorientierung variiert, um ein verbessertes Verstindnis der physikalischen
Vorginge beim Anstreifen aufzubauen:

- Anstreifbedingungen
o Reibgeschwindigkeit vg
o Zustellrate $
o Finale Zustelltiefe s¢
- Dichtspitzengeometrie
o Senkrechte Dichtspitze (D3 und D4)
o Geneigte Dichtspitze (D1 und D2)
- Metallblechdicke B
o 0,4 mm
o 0,6 mm

Fiir jede Kombination von Dichtspitzengeometrie und Blechdicke werden systematisch fiinf
verschiedene Anstreifszenarien (S1 bis S5) mit verschiedener Zustellrate § (0,024 mm/s,
0,254 mm/s und 0,65 mm/s) und Reibgeschwindigkeit v, (55 m/s, 110 m/s und 165 m/s)
durchgefiihrt (siche Abbildung 11b). Dieser voll-faktorielle Versuchsplan ermdoglicht die
Erfassung von Wechselwirkungen zwischen den Einflussgrof3en. Mit Hilfe des Mittelpunkts
(Szenario S3) konnen nichtlineare Zusammenhénge detektiert werden. Die Zustellrate wird
gemidll den Ergebnissen von Laverty et al. anndhernd logarithmisch variiert, um einen
linearen Zusammenhang mit den resultierenden Anpresskréften erkennen zu kénnen [99].

Jedes Anstreifszenario wird mehrmals wiederholt, um die Wiederholbarkeit der Versuche
beurteilen zu konnen. Wiahrend der Anstreifversuche wich die Zustellrate bis zu 4,5 % und
die Reibgeschwindigkeit bis zu 0,2 % von den nominellen Werten in Abbildung 11b ab.
Weiterhin wird die Zustelltiefe variiert, um den Einfluss der Anstreifdauer und des Gleitwegs
auf das abrasive Verschleiflverhalten zu bestimmen (nominell 0,5 mm, 1 mm und 1,5 mm).

Zwei verschiedene Blechdicken von 0,4 mm und 0,6 mm werden getestet. Beide Blechdicken
sind nicht grofler als die Breite der Dichtspitze, so dass sich bei mittiger Ausrichtung des
Blechs gegeniiber der Dichtspitzenoberseite nur eine einzelne Kontaktfliche ergibt. Dies
vereinfacht die Interpretation der gemessenen Krifte und des Materialverlusts erheblich.
Kleinere Blechdicken von 0,2 mm wurden ebenfalls getestet, wobei sich die Bleche jedoch
als zu flexibel erwiesen und daher beim Anstreifen bereits bei minimaler Schragstellung des
Blechs von der Dichtspitze abrutschten. Insgesamt wurden im Rahmen dieser Arbeit 88
Anstreifversuche mit paralleler Blechorientierung durchgefiihrt.
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3.4  Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen

Im folgenden Kapitel werden die wichtigsten Ergebnisse der experimentellen
Untersuchungen dargestellt und diskutiert. Diese ermoglichen die Vertiefung des
Verstdndnisses der physikalischen Vorgidnge beim Anstreifen zwischen Labyrinthdichtspitze
und Metallblech und bilden spéter die Basis fiir die Entwicklung und Validierung eines
geeigneten Modellierungsansatzes. Der Fokus dieses Kapitels 3 liegt in der zusammen-
fassenden Darstellung der gewonnenen Messergebnisse, wobei vor allem die Zusammen-
hiange zwischen dem VerschleiBverhalten und den resultierenden Temperaturen bzw. Kriften
als Funktion der Anstreifbedingungen von Interesse sind. Eine ausfiihrlichere und
zusammenfiihrende Interpretation der Ergebnisse erfolgt erst spéter in Kapitel 5 dieser
Arbeit, wenn die Modellergebnisse mit den experimentellen Daten verglichen werden und
das Modell tiefere Einblicke in das Verhalten des betrachteten Systems ermoglicht. Ein Teil
der in diesem Kapitel dargestellten Ergebnisse wurde bereits von Pychynski et al.
verOftentlicht [132].

Um einen anschaulichen Uberblick iiber die Messergebnisse zu vermitteln ist das Kapitel
nach den verschiedenen Messgroflen gegliedert. Zunichst erfolgt in den Abschnitten 3.4.1
und 3.4.2 eine ausfiihrliche Darstellung der gemessenen Krifte und Blechtemperaturen.
Anschlieend werden in Abschnitt 3.4.3 die mit den Pyrometern gemessenen Dichtspitzen-
temperaturen diskutiert. Das Kapitel schlieBt mit der ndheren Betrachtung und
Quantifizierung des resultierenden Verschleil3es in Abschnitt 3.4.4.

3.4.1 Radial- & Querkrafte

Gemessen werden {iiber den Kraftsensor gemill Abschnitt 3.2.2 unter anderem die
resultierende Radialkraft F.q4 als auch die resultierdene Querkraft Fy,. Diese entsprechen
gemdll den Uberlegungen in Kapitel 8.1 im Anhang dieser Arbeit anndhernd den tatséchlich
resultierenden Kontaktkriften F und Reibkriften Fp. Typische Zeitverldufe der gemessenen
resultierenden Radialkraft F.;q und Querkraft Fp,, fiir alle finf Anstreifszenarien auf der
ersten Dichtspitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke und 1,5 mm finaler Zustelltiefe sind in
Abbildung 12 dargestellt. Die radiale Zustellung s ist zur Verdeutlichung der Dauer des
Anstreifvorgangs ebenfalls abgebildet. Die Achsenskalierung wurde jeweils angepasst, um
die unterschiedlichen Anstreifdauern und Kraftniveaus zu beriicksichtigen. Abbildung 12¢
und Abbildung 12d zeigen beide den resultierenden Kraftverlauf fiir das Referenzszenario
S3. Sie verlaufen insgesamt auf einem sehr dhnlichen Kraftniveau, was einen Eindruck zur
Wiederholbarkeit der durchgefiihrten Versuche vermittelt.

Die wihrend des Anstreifvorgangs gemessenen resultierenden Radial- und Querkréfte weisen
zwei typische Phasen auf. Zu Beginn des Anstreifvorgangs ist jeweils eine charakteristische
Kraftspitze zu erkennen, welcher eine annidhernd stationdre Phase folgt (vgl. beispielsweise
Abbildung 12c¢). Die quasi-stationdre Phase wird nach weniger als einer Sekunde erreicht.
Fir die Anstreifszenarien S1 und S2 mit niedriger radialer Zustellrate waren diese
Kraftspitzen weniger stark ausgeprigt und zu Beginn des Anstreifvorgangs ist ein
vergleichsweise langsamer Anstieg des Kraftniveaus zu erkennen (vgl. Abbildung 12a und
Abbildung 12b). Dies gilt insbesondere fiir Anstreifszenario S1 mit niedriger Zustellrate und
hoher Reibgeschwindigkeit, bei welchem das Kraftniveau zu Beginn des Anstreifvorgangs
haufig sogar kurzzeitig abfiel (vgl. Abbildung 12a).
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AuBlerdem konnten bei den Anstreifszenarien S1 und S2 mit Anstreifdauern bis zu 60 s iiber
die Zeit wiederholte Wechsel des Kraftniveaus der resultierenden Kréfte festgestellt werden.
Dies gilt insbesondere fiir das Anstreifszenario S2 mit niedriger Reibgeschwindigkeit und
lasst sich auf Verdnderungen in den wirkenden Reib- und VerschleiBmechanismen
zurlickfithren. Zum Beispiel wurde gerade unter diesen Anstreifbedingungen verstirkt
adhdsiver Materialiibertrag vom Blech zur Dichtspitze festgestellt. Insgesamt dhneln die
gemessenen Kraftverldufe qualitativ den Ergebnissen von Laverty, der Anstreifvorgdnge an
Schaufelspitzen experimentell untersuchte ([99], vgl. Abschnitt 2.3). Delebarre et al., Dolan
et al. und Laverty fiihrten die beobachteten verstirkten zyklischen Schwankungen in den
gemessenen Kraftverldufen fiir niedrige Zustellraten auf tribologische Instabilititen des
Reibkontakts oder sich wiederholende adhisive Materialiibertragungen zuriick [39], [49],
[99].

Sowohl die gemessenen Radialkrifte als auch die Querkrifte weisen in ihren zeitlichen
Verldufen deutlich erkennbare Schwingungen auf. Diese konnen zum einen auf die
Unrundheit des Rotors und auf die niedrige Messrate des Kraftsensors zuriickgefiihrt werden,
welche weder konstant noch ausreichend hoch war, um den ungleichmifBigen Kontakt iiber
eine Rotorumdrehung voll aufzulésen. Je nach Zeitpunkt der Kraftmessung ist die
Uberdeckung demnach unterschiedlich stark ausgeprigt. Zum anderen konnen die
beobachteten Schwankungen auch auf Schwingungen am Priifstandsaufbau zuriickgefiihrt
werden. Sowohl die tatsdchliche Zustellung und folglich die resultierenden Kontaktkréfte, als
auch die den Kontakt- und Reibkriften liberlagerten Triagheitskrifte werden durch diese
Priifstandsschwingungen beeinflusst. Dementsprechend konnen periodische Schwankungen
in den Kraftverldufen bereits vor dem Anstreifvorgang festgestellt werden, wobei ihre
Frequenz und Amplitude eine Funktion der Rotordrehzahl ist. Zum Teil wurden auch
negative Kriifte erfasst, was auf ein kurzzeitiges Offnen des Kontakts und iiberlagerte
Tragheitskréafte schlieBen ldsst. Dies ist zum Beispiel flir Anstreifszenario S4 mit hoher
Zustellrate deutlich erkennbar. Dort wurde trotz der gemessenen Schwankung der Radialkraft
mit zwei ausgeprigten Kraftspitzen eine durchgingige resultierende Querkraft gemessen
(Abbildung 12e).

Um den Vergleich der gemessenen Krifte der verschiedenen Anstreifversuche zu
vereinfachen und den Einfluss der beobachteten Schwingungen im Kraftverlauf zu
eliminieren, bietet sich eine zeitliche Mittelung der zeitabhdngigen Kraftverldufe iiber die
komplette Dauer des Anstreifvorgangs an. Weiterhin ermoglicht eine Normalisierung der
Krifte mit der nominellen Kontaktfliche A, eine verbesserte Vergleichbarkeit der
unterschiedlichen Blechstirken. Die normalisierte Radialkraft p,,4 entspricht anndhernd dem
nominellen Kontaktdruck, die normalisierte Querkraft pg,, der Reibschubspannung.

Die zeitgemittelten normalisierten Radial- und Querkrifte fiir alle Anstreifversuche auf der
ersten Dichtspitze D1 mit unterschiedlicher finaler Zustelltiefe (0,5 mm, 1 mm, 1,5 mm) sind
in Abbildung 13 jeweils fiir die zwei Blechdicken 0,4 mm und 0,6 mm als Funktion der
Anstreifparameter Reibgeschwindigkeit und Zustellrate dargestellt. Neben den Wieder-
holungsmessungen bei exakt identischen Bedingungen enthalten die Diagramme auch die
Variation der finalen Zustelltiefe, wodurch sich jeweils die Gesamtanstreifdauer verdndert.
Die Streuung der Messpunkte in Abbildung 13 bei gleichen Reibbedingungen ergibt sich
somit sowohl aus den Messunsicherheiten und Schwankungen der Einflussgrofen als auch
aus dem Effekt der finalen Zustelltiefe, welcher in Kapitel 5 ausfiihrlich diskutiert wird.
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Abbildung 12: Zeitliche Verldufe der radialen Zustellung s sowie der resultierenden
Radial- und Querkraft fiir ausgewihlte Anstreifversuche auf der
geneigten Dichtspitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke und 1,5 mm finaler
Zustelltiefe [132]

Die aus den Wiederholversuchen inklusive der Variation der finalen Zustelltiefe ermittelten
Standardabweichungen als MaB fiir die Streuung der zeitgemittelten Krifte sind in Tabelle 2
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zusammengefasst. Die gemittelten Krifte streuen mit relativen Standardabweichungen
zwischen minimal anndhernd 0 % fiir Szenario S2 und maximal 40 % fiir Szenario S4. Der
Grofiteil der Streuung kann auf den Einfluss der finalen Zustelltiefe zuriickgefiihrt werden,
deren Einfluss in Abbildung 13 nicht dargestellt ist.

Auch die bereits diskutierte ungleichméBige Messfrequenz der Kraftmessung und die damit
verbundene unterschiedlich ausgeprégte zeitliche Auflosung der Kraftspitze spielt dabei eine
wichtige Rolle. Je geringer die Zustelltiefe und dazugehorige Anstreifdauer, desto
empfindlicher wird das zeitliche Mittel der Kraft auf die Anzahl der abgebildeten
Kraftspitzen (vgl. Kraftverldufe in Abbildung 12). Weitere Diagramme zur Verdeutlichung
des Einflusses der finalen Zustelltiefe befinden sich in Kapitel 8.2 im Anhang. Vor allem die
sehr groflen Streuungen fiir die Szenarien S3, S4 und S5 mit deutlich ausgeprigter
Kraftspitze zu Beginn des Anstreifvorgangs lassen sich durch den Einfluss der finalen
Zustelltiefe erklaren. Tatsachlich nehmen die mittleren normalisierten Radial- und Querkrafte
fir die Szenarien S3, S4 und S5 mit zunehmender Zustelltiefe tendenziell ab, wobei diese
Tendenz besonders stark fiir Szenario S5 ausgeprégt ist (vgl. Kapitel 8.2 im Anhang). Ein
umgekehrtes Verhalten konnte fiir das Anstreifszenario S1 festgestellt werden, wo die
mittleren Normalkréifte mit zunehmender Zustelltiefe und Anstreifdauer leicht zunahmen.
Ursache fiir diesen Anstieg ist der bereits diskutierte geringfiigige Abfall der Kontaktkrifte
zu Beginn des Anstreifvorgangs (vgl. Abbildung 12a).

Insgesamt verdeutlichen Abbildung 12 und Abbildung 13, dass die Radial- und Querkréfte
mit zunehmender Reibgeschwindigkeit und sinkender radialer Zustellrate abnehmen. Der
Einfluss der Reibgeschwindigkeit ist fiir die normalisierten Querkrifte in Umfangsrichtung
starker ausgeprigt als fiir die Radialkrifte. Dementsprechend nimmt der durchschnittliche
dynamische Reibkoeffizient ji, der durch das Verhiltnis der zeitlich gemittelten Reib- und
Kontaktkraft ermittelt wird, mit zunehmender Reibgeschwindigkeit ab (vgl. Abbildung 14a
und Abbildung 14b).
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Die Abhingigkeit des Reibkoeffizienten von der Reibgeschwindigkeit scheint fiir hohere
Zustellraten noch stirker ausgeprdgt zu sein. Ein &dhnlicher Abfall des dynamischen
Reibkoeffizienten mit steigender Reibgeschwindigkeit wurde auch von Emery et al. bei
Anstreifversuchen mit Schaufeln festgestellt [53].

Die mittlere im Reibkontakt freigesetzte flichenspezifische Reibwirme ¢, welche aus dem
Produkt der normalisierten Querkraft pg,, und der mittleren Reibgeschwindigkeit vy ermittelt
wurde, ist in Abbildung 14c und Abbildung 14d dargestellt. Es fillt auf, dass die insgesamt
freigesetzte Reibwidrmemenge nur leicht mit der Anstreifgeschwindigkeit anzusteigen
scheint, obwohl die Reibgeschwindigkeit zwischen Szenario S2/S5 (vgz =55 m/s) und
S1/S4 (vg = 165 m/s) um jeweils einen Faktor drei vergroBert wurde. Die anndhernd
zentrale Lage der Werte des Referenzszenarios S3 ldsst darauf schlieBen, dass die
resultierenden Radialkrdfte ndherungsweise eine lineare Funktion der Reibgeschwindigkeit
und der Zustellrate sind (Abbildung 14c und Abbildung 14d). Insgesamt sind die Einfliisse
der Reibbedingungen fiir beide Blechdicken tendenziell sehr dhnlich, wobei die normali-
sierten Krifte flir die 0,6 mm dicken Bleche um 15 % bis 20 % niedriger ausfallen. Die
Differenz ist besonders ausgeprégt fiir geringe Reibgeschwindigkeiten und hohe Zustellraten.
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Es sei an dieser Stelle anzumerken, dass die mit dem Kraftsensor erfassten Reibkriafte und
folglich auch die freigesetzten Reibwiarmemengen tendenziell sehr gut mit den iiber die
Drehmomentmesswelle erfassten Reibmomenten und daraus abgeleiteten Reibkriften
iibereinstimmen (vgl. Kapitel 8.3 im Anhang), wobei hier die Kraftspitze zu Beginn des
Anstreifvorgangs weniger stark ausgeprdgt war. Die Dampfung der Spitze ist vermutlich auf
die torsionsweiche Kupplung zwischen Rotorwelle und Drehmomentmesswelle zuriick-
zufiihren, welche das System vor Uberlastung schiitzt.
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Abbildung 13: Mittlere normalisierte Radialkraft (oben) und Querkraft (unten) fiir alle
Anstreifversuche auf Dichtspitze D1 mit 0,4 mm (links) und 0,6 mm
(rechts) starken Blechen

Die fiir die anderen Dichtspitzen erfassten zeitgemittelten Kréfte sind in Anhang 8.4
dargestellt. Insgesamt hatte die Geometrie der Dichtspitze keinen signifikanten Einfluss auf
die resultierenden Krifte (vgl. Kapitel 8.4 im Anhang), weshalb insgesamt weniger
Wiederholversuche mit Variation der Dichtspitze durchgefiihrt wurden. Die finale
Zustelltiefe wurde aus diesem Grund fiir die anderen Dichtspitzen ebenfalls konstant gelassen
(0,5 mm fir Szenario S1 und S2, 1 mm fiir S3, S4 und S5). Der geringe Effekt der
Dichtspitzengeometrie ist vermutlich auf die insgesamt sehr dhnlichen kinematischen
Kontaktbedingungen sowie auf die nur sehr geringfiigige makroskopische Erwérmung der
Dichtspitze zuriickzufiihren. Der Einfluss der Geometrie auf die Abfuhr der Reibwérme in
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die Dichtspitze und somit auf den gesamten Anstreifvorgang ist daher gering.

Tabelle 2:  Relative Standardabweichungen fiir die normalisierten Kontakt- und
Reibkrifte sowie fiir den Reibkoeffizient fir alle finf Anstreifszenarien
auf Dichtspitze D1
Blechbreite Anstreifszenario

B [mm)] S1 [%] S2 [%] S3 [%] S4 [%] S5 [%]
0,4 14 10 6 35 9
Prad
0,6 11 0 11 40 23
0,4 15 10 14 29 20
Pqu
0,6 6 6 35 21 25
" 0,4 11 7 12 48 18
0,6 9 6 24 53 10
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Abbildung 14: Mittlerer Reibkoeffizient (oben) und freigesetzter flichenspezifischer
Reibwérmestrom (unten) fiir alle Anstreifversuche auf Dichtspitze D1
mit 0,4 mm (links) und 0,6 mm (rechts) starken Blechen
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3.4.2 Blechtemperaturen

Neben den Kriften und dem Verschleil besitzen auch die aus dem Anstreifvorgang
resultierenden Reibtemperaturen einen sehr groBBen Einfluss auf das Systemverhalten (vgl.
Kapitel 2.3). Im folgenden Abschnitt werden die bei den Anstreifversuchen gemessenen
Blechtemperaturen dargestellt und kurz diskutiert. Sie dienen spéter als wichtige Grundlage
fir die Interpretation des Anstreifverhaltens und der Zusammenhinge zwischen den
verschiedenen SystemgroBen. Die mit der Thermokamera gemessenen Blechtemperaturen Ty
sind sowohl eine Funktion des Ortes als auch der Anstreifdauer ¢:

Tg = f(x,y,t) (3)

wobei x dem vertikalen Abstand des betrachteten Punkts von der Kontaktflache und y der
horizontalen Langsposition auf dem Blech entspricht. Pro Pixelzeile, also pro Abstand x; von
der Kontaktfliche, ermoglicht die eingesetzte Optik der Thermokamera die Erfassung von
insgesamt 240 Pixelwerten iiber die gesamte Blechlinge von 12 mm. Um die visuelle
Darstellung der dreidimensionalen Bilddaten sowie einen quantitativen Vergleich der
verschiedenen Versuche untereinander zu vereinfachen, bietet sich die Ableitung maximaler
und mittlerer Temperaturen pro Zeile i aus den Temperaturbildern an:

Y Ty (i, y;,t)
240

(4)

TEET (o, 1) =

()

y=12mm
TBr’r‘liax(xl-, t) = max([TB(xl-,yj,t)]yz()mm )
Bei der Datentransformation muss unter anderem beriicksichtigt werden, dass sich die
Kontaktfliche (x = 0 mm) auf den Bildern der ruhenden Thermokamera im Laufe des

Anstreifvorgangs auf Grund der Temperaturausdehnungen des Rotors verschiebt.

Beispiele fiir die aus der Infrarot-Thermokamera gewonnenen HDR (High Dynamic Range)
Bilder der Blechtemperaturen sind in Abbildung 15 fiir verschiedene Zeitpunkte eines
einzelnen Anstreifvorgangs im Referenzszenario S3 dargestellt. Die abgebildeten
Temperaturfelder sind dem gleichen Anstreifversuch mit 0,4 mm Blechdicke und 1,5 mm
finaler Zustelltiefe entnommen, dessen Kraftverlauf bereits in Abbildung 12d gezeigt und im
vorherigen Kapitel diskutiert wurde. Die Drehrichtung des Rotors ist, wie vom Pfeil
angedeutet, von rechts nach links. Die Bilder verdeutlichen, wie sich die Blechtemperaturen
rdumlich und =zeitlich iiber die Dauer des Anstreifvorgangs entwickeln. Bei zentrischer
Ausrichtung vom ebenen Blech gegeniiber der runden Dichtspitze ist erst bei einer radialen
Zustellung groBer als 86 um mit Anstreifen iiber die gesamte Blechldnge von 12 mm zu
rechnen (vgl. Anhang 8.1). Dies wird durch Abbildung 15a bestitigt. Erst nach 0,34 s
Anstreifdauer tritt fiir das Anstreifszenario S3 mit einer Zustellrate von 0,254 mm/s Kontakt
iiber die gesamte Blechlidnge auf. Toleranzen bei der Blechfertigung und —montage fiihren
dazu, dass der erste Kontakt trotz zentrischer Ausrichtung nicht zwangsldufig in der
Blechmitte auftreten muss.

Im weiteren Verlauf des Anstreifvorgangs steigen die Temperaturen in der Kontaktfliche
sehr schnell auf ca. 800 °C an, wobei sich die Wiarme zunéchst transient in das Blechinnere
ausbreitet (Abbildung 15b bis Abbildung 15d). Noch vor Ende des Anstreifvorgangs wird im
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Blechinneren ein anndhernd stationdrer thermischer Zustand erreicht, wihrend die
Temperatur in der Kontaktflache selbst etwas zu schwanken scheint (Abbildung 15d und
Abbildung 15¢). Die sich ausbildenden Blechtemperaturen werden unter anderem von der
konvektiven Kiihlung beeinflusst, welche je nach Drehgeschwindigkeit der Rotorscheibe
unterschiedlich stark ausfdllt. Kalte, vom Rotor in Umfangsrichtung verdrallte, Luft trifft von
rechts auf das Blech und umstromt dieses. Das HDR-Bild in Abbildung 15f wurde wéhrend
der Abkiihlphase 0,8 s nach dem Ende des Anstreifvorgangs aufgenommen. Es zeigt, dass der
konvektive Warmeiibergang auf der rechten Blechseite stirker ausgeprédgt ist. Dies kann
durch die Wirkung des Staupunkts an der Blechkante, durch die allmdhliche Aufheizung der
Luft mit zunehmendem Weg in Richtung Kontaktaustritt sowie durch die Grenzschicht-
entwicklung erkldrt werden. Bereits kleine Verkippungen des Blechs relativ zur Umfangs-
richtung des Rotors in Folge von Montagetoleranzen konnen das Stromungsfeld um das
Blech und somit auch den konvektiven Wérmeiibergang beeinflussen, was zur Streuung der
gemessenen Blechtemperaturen und somit auch der anderen erfassten Systemgréfen
beitragen kann. Qualitativ dhnliche Thermokamerabilder ergeben sich auch fiir die anderen
Anstreifszenarien S1 bis S5 und sind im Anhang 8.5 abgebildet.
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Abbildung 15: Beispiel fiir die mit der IR-Thermokamera gemessenen HDR-
Blechtemperaturen fiir den Anstreifversuch S3b (vg = 110 m/s, ds/dt =
0,254 mm/s) auf Dichtspitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke und 1,5 mm
finaler Zustelltiefe fiir verschiedene Zeitpunkte des Anstreifvorgangs
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Die gemill den Gleichungen (4) und (5) ermittelten zeitlichen Temperaturverldufe in der
Kontaktfliche sowie in 1,4 mm Entfernung von der Kontaktfldche sind in Abbildung 16 fiir
alle Anstreifszenarien S1 bis S5 dargestellt. Sie sind jeweils dem gleichen Versuch
entnommen wie die Kraftverldufe in Abbildung 12. Die dargestellten mittleren Blech-
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temperaturen TZ*%" liegen flir alle Szenarien unterhalb der Maximaltemperaturen T§***,

wobei die Differenz in der Kontaktflache etwas stirker ausgepragt ist als im Blechinneren.
Dieser Unterschied ist auf die bereits diskutierte ungleichformige konvektive Kiihlung
zuriickzufiihren, welche einen leicht inhomogen Verlauf der Blechtemperaturen iiber die
Blechlédnge von 12 mm verursacht.

Die Temperaturverlaufe in Abbildung 16d entsprechen den eben diskutierten
Thermokamerabildern aus Abbildung 15. Sie verdeutlichen noch einmal, dass in der
Kontaktzone zwischen Blech und Dichtspitze bereits nach kurzer Zeit sehr hohe
Temperaturen entstehen, welche dhnlich den Kraftverldufen nach ca. 0,5 s einen anndhernd
stationdren Zustand mit Maximaltemperaturen um die 800°C erreichen. Die Temperaturspitze
zu Beginn des Anstreifvorgangs ist dabei weniger stark ausgeprégt als die in Kapitel 3.4.1
bereits diskutierte Kraftspitze (vgl. Abbildung 12d). Ahnlich den Kraftverliufen weisen auch
die Temperaturverldufe zeitliche Schwankungen auf. Diese lassen sich zum einen mit
leichten statistischen Schwankungen der Reib- und VerschleiBbedingungen iiber den
Anstreifvorgang erkldren. Zum anderen muss bei der Interpretation der Thermokamerabilder
bedacht werden, dass die erzielte Bildrate von 20 Hz nicht ausreicht, um die Rotorumdrehung
voll aufzuldsen. Je nach Zeitpunkt der Thermokameramessung und aktuell vorliegender
Kontaktsituation sind deshalb Unterschiede in den gemessenen Blechtemperaturen in der
Kontaktzone zu erwarten.

Reprisentative, mit dem bisher diskutierten Anstreifversuch (Szenario S3) vergleichbare
Temperaturverldufe flir alle anderen Anstreifszenarien sind ebenfalls in Abbildung 16
dargestellt (Dichtspitze D1, 0,4 mm Blechdicke, 1,5 mm finale Zustelltiefe). Die
Temperaturverldufe verdeutlichen, dass auch bei den anderen Anstreifszenarien eine sehr
schnelle und starke Aufheizung des Blechs in unmittelbarer Ndhe der Kontaktzone auftritt.
Fiir die Anstreifszenarien S4 und S5 mit hoher Zustellrate ist auf Grund der sehr kurzen
Anstreifdauern auch am Ende des Anstreifvorgangs noch kein vollstindig stationdrer Zustand
erreicht, was an den stetig zunehmenden Temperaturen im Blechinneren zu erkennen ist.

Vor allem nahe der Kontaktzone sind bei allen Anstreifszenarien Temperaturschwankungen
erkennbar, welche wie bereits diskutiert auf Verdnderungen in den tribologischen
Bedingungen und auf Priifstandsschwingungen zuriickgefiihrt werden konnen. In 1,4 mm
Entfernung sind die Temperaturschwankungen auf Grund der thermischen Trigheit bereits
sichtbar gedampft. Dies gilt insbesondere fiir die hohen radialen Zustellraten fiir die
Szenarien S3, S4 und S5, welche auf groere Temperaturgradienten schlielen lassen. Diese
Szenarien zeigen dhnlich den gemessenen Kriften einen kurzen spitzenformigen Anstieg zu
Beginn des Anstreifvorgangs.

Fiir die geringen Zustellraten in den Anstreifszenarien S1 und S2 und somit den ldngeren
Anstreifdauern verlduft die Temperaturentwicklung in 1,4 mm Entfernung sehr dhnlich zur
Kontaktfliche. Steigen die Temperaturen in der Kontaktfliche in Folge einer erhohten
Freisetzung von Reibwirme, so heizt sich auch das Blechinnere entsprechend auf. Besonders
gut erkennbar ist dieser Zusammenhang beispielsweise an Anstreifszenario S1, bei welchem
dhnlich zu den resultierenden Kontaktkrdften auch die Temperaturen zu Beginn des
Anstreifvorgangs kurzzeitig deutlich abfielen (vgl. Abbildung 12a mit Abbildung 16a).
Insgesamt fallen die Schwankungen in den gemessenen Blechtemperaturen deutlich geringer
aus als bei den gemessenen Kréften, was auf einen quasi-stationidren Reibkontakt hindeutet.
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Abbildung 16: Zeitliche Verldufe der radialen Zustellung s sowie der maximalen und
mittleren Blechtemperaturen in zwei verschiedenen Abstdnden von der
Kontaktfliche (0 mm und 1,4 mm) flir ausgewihlte Anstreifversuche
auf der geneigten Dichtspitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke [132]

Um den Einfluss der Anstreifdauer und des konvektiven Wirmeiibergangs auf die sich
ausbildenden Blechtemperaturprofile als Funktion des Abstands x von der Kontaktfliche
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ndher zu untersuchen, werden im Folgenden die iiber eine definierte Zustelltiefe zeitlich
gemittelten Temperaturprofile betrachtet:

N.
mmax _ Znt=1 Tén,iax (xi' tn)
Ty (x) = N
t

(6)

N,
Lot Tea " (i )

N, (7)

Tg}l’ean (xi) —

Dabei entspricht der Parameter N, der Anzahl der Messpunkte iiber die zu mittelnde
Anstreifdauer.

Die zeitgemittelten Profile der maximalen Blechtemperaturen TZ*** sind in Abbildung 17 fiir
alle Anstreifversuche auf der ersten Dichtspitze D1 mit Blechdicke 0,4 mm und den
Zustelltiefen 0,5 mm und 1,0 mm dargestellt. Die mittleren Temperaturprofile T¢"
verlaufen sehr #hnlich und sind im Anhang 8.6 enthalten. Zwecks Ubersichtlichkeit
entsprechen die Kurven in Abbildung 17 jeweils dem Median aus allen verfiigbaren

Wiederholversuchen.

Insgesamt féllt auf, dass die zeitgemittelten Temperaturprofile fiir die verschiedenen
Anstreifszenarien auf Grund der transienten Autheizung stark von der Anstreifdauer gepréigt
sind. Mit zunehmender Anstreifdauer nehmen die Temperaturgradienten zwischen
Kontaktzone und Blechinnerem allmihlich ab. So liegen beispielsweise die Temperatur-
profile fiir die langen Anstreifdauern bei Szenario S1 und S2 trotz der deutlich geringeren
Menge an freigesetzter Reibwédrme (vgl. Abbildung 14c) am hochsten.
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Abbildung 17: Zeitgemittelte Temperaturprofile fiir alle Anstreifversuche auf
Dichtspitze D1 bis 0,5 mm finaler Zustelltiefe (links) und 1 mm finaler
Zustelltiefe (rechts) fiir die Blechdicke 0,4 mm. Jede Kurve entspricht
jeweils dem Median aus allen durchgefiihrten Wiederholversuchen

Weiterhin fdllt auf, dass die Blechtemperaturen in unmittelbarer Nidhe der Kontaktzone
(x = 0 mm) trotz der unterschiedlichen Anstreifbedingungen fiir alle Anstreifszenarien sehr
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nahe beieinander liegen. Bei der Interpretation der Temperaturprofile muss beriicksichtigt
werden, dass die mit der Infrarot-Thermokamera gemessenen Temperaturen auf Grund der
pilzférmigen plastischen Verformung in der Anstreifzone nicht zwangsldufig den
Temperaturen in der eigentlichen Kontaktfliche entsprechen. Dies gilt auf Grund der
groBBeren Masse an plastisch verformtem Werkstoff insbesondere fiir die 0,6 mm dicken
Bleche.

Um die zeitlich gemittelten Temperaturen in der Kontaktfliche niher zu betrachten und um
einen Eindruck tiber die Streuung der Wiederholversuche zu vermitteln, sind in Abbildung 18
die iiber die gesamte Anstreifdauer zeitlich gemittelten Temperaturen in der Kontaktfliche
als Funktion der Anstreifbedingungen abgebildet. Dargestellt sind nur die Ergebnisse fiir die
Anstreifversuche auf Dichtspitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke. Obwohl die Temperaturen in
der Kontaktflache fiir die verschiedenen Anstreifszenarien sehr &hnlich liegen, sind leichte
systematische Unterschiede erkennbar. Fiir die Anstreifversuche mit hoher Zustellrate (S4
und S5) liegen die Temperaturen sichtbar hoher als fiir die Versuche mit geringer Zustellrate
(S1 und S2). Die Diagramme in Abbildung 18 verdeutlichen auBerdem, dass die
Reibgeschwindigkeit bei gleichbleibender Zustellrate keinen signifikanten Einfluss auf die
sich in der Kontaktfliche ausbildenden Temperaturen besitzt, obwohl die Reib-
geschwindigkeit die insgesamt freigesetzte Reibwérme direkt beeinflusst.
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Abbildung 18: Uber die volle Anstreifdauer zeitgemittelte mittlere (links) und
maximale Blechtemperatur in der Kontaktfliche (x = 0 mm) fiir alle
Anstreifversuche auf Dichtspitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke

Weiterhin zeigen die Diagramme in Abbildung 18 insgesamt eine gute Wiederholbarkeit,
obwohl die Anstreifdauer nicht iliber alle dargestellten Versuche identisch war. Dies lésst
darauf schlieBen, dass die Temperaturen in der Kontaktfliche bereits nach sehr kurzer Zeit
einen anndhernd stationdren Zustand erreichen. Dennoch lisst sich ein Grofteil der Streuung
mit der Anstreifdauer und den leicht unterschiedlichen Kontaktkréften erkldren. Gerade bei
den Anstreifversuchen mit héheren Zustellraten (S3, S4 und S5) steigen die Temperaturen
mit zunechmender Anstreifdauer leicht an, da die maximalen Temperaturen bei diesen
Anstreifszenarien erst nach ungefahr 0,5 s Anstreifdauer erreicht werden. Dies beeinflusst die
zeitlich gemittelten Temperaturen. Passend hierzu lassen sich die Ausreifler bei den mittleren
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Temperaturen in Abbildung 18 bei hohen Zustellraten (S4 und S5) auf die extrem kurze
Anstreifdauer von nur 0,77 s zuriickzufiihren, welche sich bei einer finalen Zustelltiefe von
0,5 mm ergibt.

Insgesamt bieten die mit der Thermokamera erfassten Temperaturprofile auf der Frontseite
der Bleche wichtige Einblicke in die physikalischen Vorgénge beim Anstreifen zwischen
einer Labyrinthdichtspitze und dem Doppelsteg einer Honigwabenzelle.

3.4.3 Dichtspitzentemperaturen

Im Folgenden werden die Temperaturmessungen auf der Dichtspitze mit den Hoch-
geschwindigkeitspyrometern diskutiert. Ein Beispiel eines gemessenen Temperaturverlaufs
fiir den gesamten Anstreifvorgang von Referenzszenario S3b ist fiir beide eingesetzte,
zeitlich nicht synchronisierte Pyrometer in Abbildung 19a dargestellt. Die Liicke in den
erfassten Temperaturen ist auf die hohe Messrate von knapp 14 kHz zuriickzufiihren, welche
zwischenzeitlich zu einer Uberschreitung der Zwischenspeicherkapazitit der eingesetzten
Pyrometer fiihrte. Bei der Interpretation der gemessenen Pyrometertemperaturen muss
beachtet werden, dass die vom Pyrometer angegebenen Temperaturen nicht direkt der
tatsdchlichen mittleren Temperatur der Dichtspitzenoberfliche entspricht. Auf Grund der
starken nichtlinearen Abhingigkeit der Strahlungsdichte von der Objekttemperatur fallen die
sehr heien Blitztemperaturen deutlich stérker ins Gewicht. Dieser Aspekt wird in Abschnitt
5.1.5 dieser Arbeit ndher betrachtet. Auch der Einfluss der Wellenldngen- und vor allem der
Temperaturabhéngigkeit des Emissionskoeffizienten der Reibfliche erschwert die
Interpretation der gemessenen Pyrometertemperaturen.

Insgesamt ist ersichtlich, dass die auf der Dichtspitze gemessenen Temperaturen zu Beginn
des Anstreifvorgangs schnell ansteigen und einen quasi-stationdren Zustand zu erreichen
scheinen (Abbildung 19a). Ein kleinerer Zeitausschnitt der gemessenen Pyrometer-
temperaturen iiber insgesamt elf Rotorumdrehungen verdeutlicht, dass {iber eine vollstéindige
Rotorumdrehung mit in diesem Fall 12 ms Umdrehungsdauer der Anstreifvorgang nicht
kontinuierlich stattfindet (Abbildung 19b). Stattdessen konnen erhohte Temperaturen auf der
Dichtspitze nur iiber ein Umfangssegment ¢, festgestellt werden. Als mogliche Ursache fiir
die Temperaturspitzen pro Umdrehung ist die Unrundheit des Rotorprofils zu nennen,
wodurch sich je nach Rotationsgeschwindigkeit und Zustellrate unterschiedlich grofe
Interaktionsbereiche zwischen Dichtspitze und Blech ergeben. Auch Schwingungen am
Priifstand konnen die Grofe des am Reibkontakt beteiligten Umfangssegments beeinflussen.
Qualitativ dhnliche Temperaturverhiltnisse zwischen den beiden Pyrometern sowie dhnliche
qualitative Zeitverldufe mit regelméBigen Temperaturspitzen pro Rotorumdrehung konnten
auch fiir die anderen Anstreifszenarien festgestellt werden.

Insgesamt lédsst sich die Abhingigkeit der GroBe des Kontaktbereichs ¢,. auf Basis der
verfiigbaren Daten nicht zuverldssig als Funktion der Anstreifbedingungen bestimmen. Dies
ist vor allem auf die Mindestgrenze der Detektoren der Pyrometer zuriickzufiihren, unterhalb
derer keine Strahlung erfasst werden kann. Teilweise treten pro Rotorumdrehung mehrere
einzelne, sehr nahe beieinander liegende Temperaturspitzen auf. Da auf Grund der
Mindestgrenze unklar ist, in wie fern diese zu einer einzelnen Temperaturspitze
zusammengefiihrt werden kdnnen, lésst sich die Spitzenbreite nicht eindeutig quantifizieren.
Eine Analyse der Abstinde zwischen den Temperaturspitzen Ildsst jedoch eine
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durchschnittliche Groe des Umfangssegments ¢, von ungefahr 15% des Rotorumfangs fiir
alle Anstreifszenarien vermuten (vgl. Kapitel 8.7 im Anhang).

Die iiber die gesamte Anstreifdauer gemittelten Maximalwerte der Temperaturspitzen T5,**
fiir alle Anstreifversuche auf der ersten Dichtspitze sind in Abbildung 20 je Pyrometer und
Blechdicke als Funktion der Anstreifbedingungen dargestellt. Die Streuung ldsst sich
zumindest teilweise auf die finale Zustelltiefe zurlickfiihren, wobei ldngere Anstreifdauern zu
hoheren Pyrometertemperaturen fiihrten.
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Abbildung 19: Ausgewdhlte Ergebnisse der Temperaturmessungen mit den Hoch-
geschwindigkeitspyrometern fiir das Anstreifszenario S3b auf Dicht-
spitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke und 1,5 mm finaler Zustelltiefe

Insgesamt nehmen die Maximaltemperaturen mit zunehmender Reibgeschwindigkeit zu und
mit zunehmender radialer Zustellrate ab. Die gleichen Tendenzen lassen sich ebenfalls fiir die
mittleren Spitzentemperaturen (vgl. Kapitel 8.8 im Anhang) und fiir beide Pyrometer
beobachten. Zwischen den beiden Pyrometern sind jedoch deutliche Differenzen in den
Absolutwerten der erfassten Temperaturen zwischen 150°C und 250°C zu erkennen. Dieser
Unterschied ist vermutlich auf den unterschiedlichen Abstand beider Pyrometer von der
Kontaktzone zuriickzufiihren. Der groflere Abstand in Umfangsrichtung des HL18
Pyrometers von der Kontaktzone gibt den sehr heiflen Blitztemperaturen mehr Zeit zum
Abkiihlen durch Konvektion, Strahlung oder durch Warmeleitung ins Innere der Dichtspitze.
Dieser Effekt wird iiberlagert durch die Wellenldngen- und Temperaturabhéngigkeit des
Emissionskoeffizienten, welche nur schwer quantifizierbar ist.

Die Anstreifversuche mit einer groBBeren Blechdicke von 0,6 mm fiihrten trotz den in Kapitel
3.4.1 beobachteten geringeren Kontaktdriicken zu insgesamt leicht hoheren Pyrometer-
temperaturen (siche Abbildung 20b und Abbildung 20d). Sowohl der reduzierende Einfluss
der Zustellrate als auch der Blechdicke auf die Pyrometertemperaturen ist iiberraschend, da
zunehmende Kontaktdriicke zu einer VergroBerung der mikroskopisch kleinen Kontakt-
flichen fithren sollte. Dieser Aspekt wird in Kapitel 4.3.5 dieser Arbeit im Rahmen der
Modellentwicklung ndher betrachtet.



3.4 Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen

57

800

X
g %
700 ; 700 sk
_ : ik _ . x ........ E:
o X : X &) x 52 :
— B00 P X.. 2. 600 ; -
52 S2 3¢ 8
@ —
ET § : 8 S3 X = ,
(£ 50015 o T 500 i 55
400 2 400 %
® :
L 300
55 110 165 55 110 165
Vg [M/s] Vg [M/s]
a) HI16, 0,4 mm Blechdicke b) HI16, 0,6 mm Blechdicke
X
500 - 500 x §=0.024 mm/s |
¢ §=0.254 mm/s |STX
S — %S2 §=0.650 mm/s X
8 400 [oe-eikse: D S1-K% 8 400 X T T
© % @ Sq
85 300 K S2 § 83 : 85 300 0
T L= ET
I~ X 4 - I+
200 | s 200 o
55 110 165 55 110 165
Vg [M/s] Vg [M/s]

¢) HL18, 0,4 mm Blechdicke d) HL18, 0,6 mm Blechdicke

Abbildung 20: Maximale Temperaturen pro Rotorumdrehung als Funktion der
Anstreifbedingungen fiir beide Pyrometer HI16 (oben) und HI18 (unten)
sowie flir die Blechdicken 0,4 mm (links) und 0,6 mm (rechts) fiir alle

finalen Zustelltiefen (jeweils gemittelt iiber die 100 grofiten Werte)

3.4.4 Verschleil}

Eine ausreichend hohe VerschleiBbarkeit des Einlaufbelags ist eine maligebende
Voraussetzung fiir die Funktionalitidt von Einlaufsystemen (vgl. Kapitel 2.1.2). Kenntnisse
iber die wirkenden VerschleiBmechanismen und deren Abhédngigkeit von den
Anstreifbedingungen sind daher unabdingbar. Im folgenden Abschnitt werden die bei den
Anstreifversuchen beobachteten VerschleiBmechanismen ndher betrachtet und deren
Abhidngigkeit von den Einflussgrofen diskutiert. Allen durchgefiihrten Anstreifversuchen ist
gemeinsam, dass neben einem Gewichtsverlust sehr starke pilzformige plastische
Verformungen der Bleche festgestellt werden konnten. Letztere lassen auf sehr hohe
Reibtemperaturen in der Kontaktregion schlieBen, welche einen starken Abfall der
Fliegrenze des Werkstoffs verursachen. Ein typisches Verschleibild des Metallblechs mit
starker pilzformiger Verformung der Kontaktfliche ist in Abbildung 2la fiir das
Anstreifszenario S3 (vg = 110m/s, s = 0,254 mm/s) dargestellt.

Um die mittlere totale Verschleifitiefe der Bleche w;,; am Ende des Anstreifvorgangs zu
quantifizieren, wird das resultierende Blechprofil der Kontaktfliche an mehreren
Querschnitten mit einem 2D-Laserprofilscanner abgescannt. Ein typisches, mit dem
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Laserprofilscanner erfasstes, Blechprofil ist in Abbildung 21b am Beispiel von
Anstreifszenario S3 dargestellt, wobei die unteren Punkte dem Profil nach dem
Anstreifvorgang entsprechen. Aus dem Unterschied der mittleren Blechhéhe vor und nach
dem Anstreifvorgang ldsst sich die mittlere GesamtverschleiBhohe des Blechs wy,;
bestimmen. Sie ist etwas groBer als die finale Zustelltiefe, was vermutlich auf die thermische
Ausdehnung der Reibpartner wihrend des Anstreifvorgangs zurlickzufiihren ist. Neben dem
totalen Veschleif ldsst sich auch der gemessene Gewichtsverlust Am in eine dquivalente
mittlere VerschleiBBtiefe wg, senkrecht zur Kontaktflache umrechnen:

Am

(8)

Wey 0 Ac
Dabei entspricht der Parameter p der Werkstoffdichte und A, der nominellen Kontaktflache.
Der materialabtragende Verschleil ist zum einen auf abrasive Verschleilmechanismen
zuriickzufithren. Zum anderen kann jedoch auch adhdsiver Materialiibertrag zu einer
Gewichtsianderung der Reibpartner fithren. Mit Hilfe der Verschleiltiefen ergibt sich die
dquivalente mittlere VerschleiBhohe des plastischen VerschleiBes gemial3 Abbildung 21a wie
folgt:

Wpl = Weot — Wey )

Es muss darauf hingewiesen werden, dass diese Groflen dem finalen Zustand des Blechs
entsprechen und die integrale Summe aller wihrend des Anstreifvorgangs stattfindenden
Verschleilprozesse darstellen. Es lassen sich daher nur mittlere Verschleiflraten iiber die
gesamte Anstreifdauer t bestimmen:

= w.
- pl/GV /tot
Wpi/6v/tot = tn (10)

Ahnliche pilzformige plastische Verformungen der Bleche konnten auch Ghasripoor et al.
und Herrmann et al. an statorseitigen Labyrinthdichtstreifen feststellen, die gegen eine glatte
Rotoroberfliche angestreift wurden [66], [67], [78]. Auch von Sporer und Shiembob gezeigte
Nahaufnahmen von angestriffenen Honigwabeneinlautbeldgen lassen &hnliche pilzartige
plastische Verformungen der Blechwinde vermuten [147]. Dies gilt insbesondere fiir die
doppelten Wandstérken an den Verbindungsstellen der einzelnen Honigwabenbleche, welche
durch die Anstreifversuche am einzelnen Metallblech mit paralleler Orientierung zur
Dichtspitze in dieser Arbeit nachgebildet werden.

Des Weiteren zeigte die nachtrigliche Betrachtung der Reibfliche am Blech im Licht-
mikroskop kleine, zufillig verteilte Schweilperlen, die auf der Oberfldche haften. Diese
lassen auf sehr hohe lokale Temperaturen um die 1200 °C in der Kontaktfliche wéhrend des
Anstreifvorgangs schlieBen und decken sich mit den qualitativen Beobachtungen von
Séhngen sowie von Sporer und Shiembob [144], [145], [147].

Im Gegensatz zum Blech war auf der unbeschichteten Dichtspitze in Folge des
Anstreifvorgangs kein signifikanter Verschlei3 erkennbar. Lediglich adhdsiver Material-
iibertrag von der Dichtspitze auf das Blech konnte zum Teil festgestellt werden. Dieser
Materialiibertrag war besonders stark ausgeprédgt fiir die Anstreifversuche mit niedriger
Reibgeschwindigkeit und hoher Zustellrate und ldsst sich vermutlich mit den hohen
Kontaktdriicken sowie der ldngeren Aufenthaltsdauer eines Materialpunkts des Rotors in der
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Kontaktzone erklaren.
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mit pilzférmiger plastischer Verformung erfasstes Blechprofil vor (oben) und

nach (unten) dem Anstreifvorgang

Abbildung 21: Typisches VerschleiBBbild (a) und gemessenes Blechprofil (b) fiir
Anstreifszenario S3 auf Dichtspitze D1 mit 1,5 mm finaler Zustelltiefe

Das Verhiéltnis der mittleren Verschleifitiefe w; durch Materialabtrag zur mittleren Gesamt-
verschleifitiefe wg,; ist in Abbildung 22 fiir alle durchgefiihrten Anstreifversuche auf
Dichtspitze D1 als Funktion der Anstreifbedingungen dargestellt. Dieses Verhéltnis ist
dquivalent zum Verhdltnis der mittleren VerschleiBraten. Die dazugehorigen Standard-
abweichungen als Mal} fiir die Streuung der Wiederholungsmessungen inklusive Variation
der finalen Zustelltiefe sind in Tabelle 3 zusammengefasst. Insgesamt fillt auf, dass die
Streuung fiir die Blechdicke 0,6 mm deutlich geringer ausfillt. Dies liegt unter anderem
daran, dass die groBere Blechdicke zu einem hdoheren absoluten Gewichtsverlust fiihrte,
wodurch mit der verwendeten Waage eine hohere Messgenauigkeit erzielt werden konnte.
Neben der Messunsicherheit ldsst sich ein Teil der Streuung dhnlich wie bei den Kontakt-
kriften in Abschnitt 3.4.1 durch die finale Zustelltiefe erklaren.

Das VerschleiBverhéltnis nimmt fiir die Anstreifszenarien S2, S3, S4 und S5 tendenziell ab
fiir hohere Zustelltiefen. Der verstirkte materialabtragende Verschleianteil fiir niedrige
Zustelltiefen und somit geringere Anstreifdauern ist besonders stark fiir das Anstreifszenario
S5 ausgeprigt, wodurch sich auch die liberdurchschnittlich hohe Streuung der Messwerte
erkldren ldsst (vgl. Tabelle 3). Zum Beispiel entsprechen die zwei Ausreiller nach oben fiir
Szenario S5 (vg =55 m/s, § = 0,65 mm/s) fiir die Blechdicke 0,4 mm jeweils einer
finalen Zustelltiefe von 0,5 mm (siche Abbildung 22a). Wie in den Abschnitten 3.4.1 und
3.4.2 erldutert, liegen fiir diese Punkte auch der mittlere Kontaktdruck tiberdurchschnittlich
hoch bzw. die mittleren Blechtemperaturen in der Kontaktzone deutlich niedriger als bei den
hoheren Zustelltiefen. Unter diesen Anstreifbedingungen tritt verstirkt materialabtragender
Verschleil auf, weshalb das VerschleiBverhéltnis deutlich hoher ausfillt. Bei den
Anstreifszenarien S3 und S4 liegen die Temperaturprofile hingegen viel ndher beisammen,
weshalb auch die Unterschiede in den VerschleiBverhdltnissen geringer ausfallen. Wie bereits
bei den Kontaktkrdften beobachtet, nahm bei Szenario S1 das Verschleilverhiltnis im
Gegensatz zu den anderen Anstreifbedingungen mit der finalen Zustelltiefe tendenziell zu.
Diese Tendenz kann darauf zuriickgefiihrt werden, dass wie bereits in den vorherigen
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Abschnitten diskutiert die Kontaktkrifte und Blechtemperaturen zu Beginn des
Anstreifvorgangs zunédchst kurzzeitig abfallen (vgl. Abbildung 12 und Abbildung 16). Die
hier diskutierten Zusammenhidnge verdeutlichen die starke Wechselwirkung zwischen
Kontaktdruck, Reibschubspannung, Anstreifdauer, Blechtemperatur und
Verschleiflverhiltnis.

Die VerschleiBverhiltnisse kleiner 0,5 in Abbildung 22 deuten darauf hin, dass der plastische
VerschleiBanteil fiir alle durchgefiihrten Versuche dominierte. Die plastischen Verformungen
spielen demnach eine wichtige Rolle beim Anstreifverhalten von Honigwabeneinlaufbeldgen,
wobei der Anteil stark von den eingesetzten Werkstoffen abhingt. Des Weiteren ist
ersichtlich, dass der materialabtragende Verschleil bei den Anstreifversuchen mit geringer
Zustellrate (S1 und S2) groBer ausfillt, was bereits von Chupp et al. beim Anstreifen von
Schaufelspitzen gegen Honigwabeneinlaufbeldge beobachtet werden konnte [27]. Fiir hohere
Zustellraten (S3, S4 und S5) nimmt der Anteil des abrasiven Verschlei3es mit zunehmender
Reibgeschwindigkeit ab. Ein &dhnlicher Trend wurde auch von Delebarre et al. bei
Anstreifversuchen zwischen einer Labyrinthdichtspitze und einer thermisch aufgespritzten
Schicht festgestellt [39]. Die Lage der mittleren VerschleiBverhiltnisse aus abrasivem und
plastischem Verschleif3 fiir das Referenzszenario S3 (v = 110 m/s und § = 0,254 mm/s)
lasst darauf schlieen, dass die Aufteilung des Verschleiles keine lineare Funktion der
Reibbedingungen ist.

Abgesehen von der unterschiedlich stark ausgeprigten Streuung sind keine signifikanten
Unterschiede zwischen den Blechdicken 0,4 mm und 0,6 mm erkennbar. Wahrend fiir
niedrige Zustellraten (S1 und S2) fiir die Blechdicke von 0,6 mm ein leichter Anstieg des
VerschleiBverhdltnisses mit zunehmender Reibgeschwindigkeit erkennbar ist, ist fiir die
hoheren Zustellraten eine schwache umgekehrte Tendenz ersichtlich. Eine klare Aussage ist
auf Grund der groBeren Messunsicherheit fiir die 0,4 mm dicken Bleche nicht mdglich.
Ahnlich wie bei den Kontaktkriften konnte auch fiir das VerschleiBverhiltnis kein
signifikanter Effekt der Dichtspitzengeometrie festgestellt werden. Insgesamt ergeben sich
fir die anderen Dichtspitzen die gleichen Tendenzen wie bei den restlichen Anstreif-
versuchen (vgl. Kapitel 8.9 im Anhang).
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Abbildung 22: VerschleiBverhdltnis fiir alle Anstreifversuche auf Dichtspitze D1 mit
0,4 mm (links) und 0,6 mm (rechts) starken Blechen
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Tabelle 3:  Relative Standardabweichungen fiir das VerschleiBverhéltnis fiir alle fiinf
Anstreifszenarien auf Dichtspitze D1

B[mm] | S1[%] | S2[%] | S3[%] | S4[%] | S5[%]

Wey 0,4 16 15 29 44 21

Weot 0,6 8 8 10 40 37

3.5 Zusammenfassung der Versuchsergebnisse

Die durchgefiihrten Anstreifversuche mit paralleler Blechorientierung verdeutlichen die sehr
starke Wechselwirkung zwischen den Kontaktkriften, den Reibtemperaturen und dem
VerschleiBverhalten des Systems. Besonders die mit der Thermokamera erfassten
Temperaturen des Metallblechs in der Kontaktzone erwiesen sich als eine sehr wichtige
Einflussgrofle. Sie lagen bei allen Anstreifszenarien um die 800°C, was auf Grund der bei
dieser Temperatur stark reduzierten FlieBgrenze zu einem hohen plastischen Verschleil3 der
Metallbleche in Form einer pilzartigen Deformation fiihrte. An der vergleichsweise deutlich
kiihleren Dichtspitze konnte bei den untersuchten Bedingungen hingegen kein signifikanter
Verschlei3 in Folge des Anstreifvorgangs festgestellt werden.

Die zeitlichen Verldufe der betrachteten Kontaktkrifte und Reibtemperaturen lassen darauf
schlieBen, dass das System einen Gleichgewichtszustand anstrebt, in welchem die effektive
Zustellrate und totale Verschleifirate annidhernd identisch sind. Dabei ergibt sich die totale
Verschleifirate aus der Summe aller wirkenden VerschleiBmechanismen an beiden Reib-
partnern und héingt sowohl von den Kontaktkriften, den Werkstoffeigenschaften, der
Oberflichenbeschaffenheit, der Umgebungsatmosphire sowie den resultierenden Reib-
temperaturen ab.

Der starke auftretende Blechverschlei3 ldsst einen insgesamt recht gleichformigen
Reibkontakt liber die gesamte nominelle Kontaktfliche vermuten. Eine weitere wichtige
Erkenntnis aus den durchgefiihrten Anstreifversuchen ist der ungleichféormige Reibkontakt
iiber eine Rotorumdrehung. Die zeitlich hochaufgeldsten Pyrometermessungen verdeutlichen,
dass Dichtspitze und Blech iiber eine Rotorumdrehung tatsédchlich nur iiber geschitzte 15 %
des Rotorumfangs in Kontakt stehen. Die exakte Grofe des Umfangssegments ldsst sich
alleine liber die Pyrometermessung jedoch nicht zuverldssig bestimmen, da die Breite der
Temperaturspitzen auf Grund der Temperaturmindestgrenze der Pyrometer nicht vollstindig
erfassbar ist.

Die Ergebnisse der Anstreifversuche verdeutlichen, dass bei der Modellierung von
Anstreifvorgiangen in Labyrinthdichtungen alle Aspekte des tribologischen Systems
beriicksichtigt werden miissen. Eine realistische Abbildung des abrasiven und plastischen
VerschleiBverhaltens im Anstreifmodell ist dabei genauso wichtig wie die realititsgetreue
Abbildung der thermischen Verhiltnisse.

Die experimentellen Anstreifversuche bieten direkt keine Einblicke in die physikalischen
Vorgidnge im Reibkontakt selbst, sondern ermdglichen nur die Beobachtung resultierender
Groflen, wie zum Beispiel die resultierenden Krifte und Verschleill sowie die Temperaturen
aullerhalb der Kontaktzone. Eine Begriindung fiir die beobachteten Einfliisse der
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Reibgeschwindigkeiten, Zustellraten, Blechdicken und finalen Zustelltiefen ist alleine
basierend auf den experimentellen Ergebnissen nicht mdglich. Erst durch die Modellierung
des Anstreifvorgangs mit geeigneten Methoden konnen tiefgreifendere Einblicke in das
Anstreifverhalten des betrachteten Systems gewonnen werden. Durch Vergleich von
Simulationsergebnissen mit den experimentellen Daten ldsst sich spiter iiberpriifen, ob das
im Modell zugrunde gelegte Verstindnis des Anstreifverhaltens ausreichend ist, um alle
beobachteten Effekte zu erkldren und richtig abzubilden. Ein geeigneter Modellierungsansatz
ist daher unerlésslich, um das physikalische Verstindnis des Anstreifvorgangs zu testen und
um in Zukunft zuverldssige Vorhersagen des Systemverhaltens treffen zu konnen. Im
folgenden Kapitel wird auf Basis der Ergebnisse der Anstreifversuche ein geeigneter Ansatz
fiir die Modellierung von Einlaufsystemen am Beispiel der Labyrinthdichtungen entwickelt.
Mit Hilfe dieses Modellierungsansatzes konnen anschlieBend die in den Versuchen
beobachteten Phdnomene erklart werden.



4 Modellentwicklung — Einlaufvorgange in
Labyrinthdichtungen

Wie in den vorherigen Kapiteln verdeutlicht wurde, sind tribologische Systeme auf Grund
der zahlreichen Einflussparameter und ihrer sehr starken Wechselwirkungen untereinander
extrem komplex. Dies gilt insbesondere fiir Einlaufsysteme in Turbomaschinen, bei welchen
sehr hohe Reibtemperaturen und starker Verschleill zu einem nichtlinearen Systemverhalten
filhren. In der Literatur wurden bis dato keine Modellierungsansitze entwickelt, welche die
allgemeingiiltige, realitdtsgetreue Abbildung von Anstreifvorgingen in Einlaufsystemen
ermoglichen. Dies gilt insbesondere fiir Labyrinthdichtungen, deren Anstreifverhalten bisher
kaum im Fokus der Forschung stand.

In diesem Kapitel wird basierend auf einer umfassenden Systemanalyse ein
Modellierungsansatz entwickelt, der erstmals die realititsgetreue Simulation von
verschiebungsgesteuerten Anstreifvorgdngen in Labyrinthdichtungen mit Honigwaben-
einlaufbeldgen erlaubt. Neben einer moglichst hohen Realitétstreue muss der Modellierungs-
ansatz auch fiir den Einsatz sehr rechenintensiver probabilistischer Methoden oder
Optimierungsalgorithmen geeignet sein. Wesentliche Grundlage fiir die Modellentwicklung
bilden neben der Systemanalyse vor allem die Beobachtungen aus den im vorherigen Kapitel
3 beschriebenen experimentellen Untersuchungen zum Anstreifen in Labyrinthdichtungen.
Ergdnzt werden diese Beobachtungen durch das Hinzuziehen von Literatur zum Thema
Tribologie im Allgemeinen sowie zu den Einlaufsystemen im Speziellen (vgl. Kapitel 2.3).

Im folgenden Abschnitt 4.1 werden zunéchst die Anforderungen an den Modellierungsansatz
sowie die grundlegende Strategie ndher erlautert. Anschlieend erfolgen in den Abschnitten
4.2 bis 4.4 die separaten Beschreibungen der verschiedenen Teilaspekte, wie zum Beispiel
des Kontaktmodells, des thermischen Modells sowie der Verschleiimodelle. Die dort
dargestellten Uberlegungen gelten unabhiingig der spiteren Implementierung in einer
Simulationssoftware. Erst im letzten Abschnitt 4.5 wird auf die in dieser Arbeit umgesetzte
Implementierung des Modellierungsansatzes und auf die dazugehdrige Verkniipfung der
verschiedenen Teilmodelle eingegangen.

4.1 Modellierungsstrategie

Eine groBe Herausforderung bei der Modellierung von Anstreifvorgdngen liegt in der sehr
hohen Anzahl mdéglicher Einflussfaktoren, welche nichtlinear miteinander interagieren und
sich den in Abschnitt 2.3.1 diskutierten Teilsystemen Kontaktverhalten, Reibverhalten,
thermisches Verhalten, Verschleif3verhalten, Werkstoffverhalten sowie dem tribochemischen
Verhalten zuordnen lassen (vgl. Abbildung 4). Die starke Kopplung der thermischen und
mechanischen Felder sowie die Nichtlinearitdt des Systemverhaltens verhindern eine einfach
zugingliche, geschlossene analytische Beschreibung des Anstreifvorgangs. Ohne verfiigbare
Modellierungsansitze ist eine a priori Bewertung der Bedeutung der verschiedenen
Einflussgrofen nicht zu realisieren, weshalb fiir die Modellierung zunéchst alle mehrskalig
wirkenden Einflussfaktoren beriicksichtigt werden miissen. Dennoch soll die Rechendauer
gleichzeitig so gering wie mdglich bleiben, um mit dem entwickelten Anstreifmodell auch
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sehr rechenintensive probabilistische Methoden oder Optimierungen in einem realistischen
Zeitrahmen durchfilhren zu kénnen. Um beiden Anforderungen gleichzeitig gerecht zu
werden, wurde die folgende Modellierungsstrategie umgesetzt:

1. Unterteilung des tribologischen Systems in separate, skalengetrennte Teilmodelle.

2. Einsatz makroskopischer Ersatzmodelle und analytischer Berechnungsanséitze wo
moglich.

3. Einsatz von numerisch-basierten Modellen nur wo zwingend erforderlich.

4. Zeitgemittelte Betrachtung des Anstreifvorgangs pro Rotorumdrehung.

Die Unterteilung des tribologischen Systems in mehrere Teilsysteme bildet eine essentielle
Grundlage fiir die Entwicklung des rechenarmen Modellierungsansatzes. Sie ermoglicht die
zundchst unabhéngige Modellierung eines jeden Teilsystems in separaten Teilmodellen. Die
Teilmodelle konnen mit unterschiedlicher zeitlicher und ortlicher Auflosung berechnet und
miteinander verkniipft werden. Vorteil dieser Vorgehensweise ist, dass die notwendige
Zeitskala und Diskretisierung des Rechengebiets an die Bedingungen des jeweiligen
Teilmodells angepasst werden konnen. Bei einem vollumfénglichen numerischen Modell
eines Anstreifvorgangs, zum Beispiel in einer kommerziellen Finite-Elemente-Software,
wire eine solche Skalentrennung nicht ohne weiteres moglich, da das zugrundeliegende
Gitter sowie die Grofle der Zeitinkremente fiir alle Teilsysteme in der Regel identisch sind.

Fir die Modellierung der einzelnen Teilsysteme werden, wo verfiigbar und mit
entsprechenden Annahmen mdglich, primdr wenig rechenintensive analytische oder
empirische Ansitze verwendet. Auf rechenintensivere numerische Modelle wird nur dann
zuriickgegriffen, wenn mit Hilfe einfacher analytischer und empirischer Ansdtze eine
realititsgetreue Abbildung des Systemverhaltens nicht mehr moglich ist.

Eine weitere Beschleunigung der Simulation ist durch eine zeitgemittelte Betrachtung des
Anstreifvorgangs moglich. Wie die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten
Anstreifversuche verdeutlicht haben, findet der Anstreifvorgang nicht zwangsldufig
gleichformig iiber eine komplette Rotorumdrehung statt (vgl. Abschnitt 3.4.3). Die
vollstidndige zeitliche Auflésung des Reibkontakts wiirde eine volle zeitliche Auflosung der
Rotorumdrehung und der unvermeidlichen Bauteilschwingungen erfordern, was gerade bei
hohen Rotoroberflichengeschwindigkeiten von iiber 100 m/s und hochfrequenten
Schwingungen extrem niedrige Zeitschrittgroen und somit hohe Rechendauern nach sich
zOge. Stattdessen bietet es sich an, die Effekte wihrend eines Anstreifvorgangs iiber eine
Rotorumdrehung zeitlich gemittelt zu betrachten. Hierzu miissen die einzelnen Teilmodelle
entsprechend formuliert werden, um dennoch die Auswirkungen ungleichférmiger
Anstreifvorgidnge berticksichtigen zu kdnnen.

Eine Ubersicht iiber die Zusammenhinge der verschiedenen Teilsysteme wurde bereits in
Abbildung 4 verdeutlicht und in Abschnitt 2.3.1 im Grundlagenkapitel dieser Arbeit
diskutiert. In den nachfolgenden Abschnitten werden die verschiedenen, in dem Schema
dargestellten, Teilsysteme nédher betrachtet und Modelle fiir die Abbildung ihres
Systemverhaltens entwickelt.
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4.2  Beschreibung des Kontaktmodells

Wie in Abschnitt 2.3.1 im Grundlagenteil erldutert, ist die realititsgetreue Abbildung des
Kontaktverhaltens des tribologischen Systems eine essentielle Voraussetzung fiir die
erfolgreiche Modellierung des Einlaufverhaltens. Anstreifvorginge in Einlaufsystemen in
Turbomaschinen sind in der Regel verschiebungsgesteuert (vgl. Abschnitt 2.3). Als
Konsequenz sind die resultierenden Kontaktdriicke eine Funktion der aktuellen tatsdchlichen
Uberdeckung s, zwischen den Reibpartnern. Die tatsiichliche Uberdeckung s, ergibt sich
zum einen aus der Relativbewegung zwischen den Reibpartnern, welche durch die
Verschiebung sg}, der deutlich steiferen umgebenden Struktur vorgegeben wird und sowohl
axial als auch radial erfolgen kann. Zum anderen wird s, durch die aktuelle Geometrie der
Reibpartner bestimmt, welche sich durch Verschleil und thermische Ausdehnung im Laufe
des Anstreifvorgangs verdndern kann. Der funktionale Zusammenhang zwischen der
aktuellen theoretischen Uberdeckung und den resultierenden Kontaktkriften F, muss iiber
ein geeignetes Kontaktmodell bestimmt werden:

F¢ = fc(sy) (11)

Die fundamentale Bedingung eines jeden Kontaktmodells ist das Verbot der Uberschneidung
der Materialpunkte der Oberfldchen zweier Festkorper in der Kontaktfldche. Liegt zu einem
bestimmten Zeitpunkt Kontakt zwischen zwei Materialpunkten der Reibpartner vor, so
miissen diese Materialpunkte {ibereinander liegen.

Da reale Oberflichen aus einer unendlichen Anzahl an Materialpunkten bestehen, ist fiir die
Kontaktmodellierung eine Diskretisierung der Kontaktflichen mit einem oder mehreren
Knoten notwendig. Die Losung des nichtlinearen Kontaktproblems erfordert anschlieBend die
iterative Bestimmung der Knotenverschiebungen und der dazugehdrigen, an den Knoten
wirkenden Krifte, welche die Gleichgewichtsbedingungen und die Bedingung des
Uberschneidungsverbots zu jedem Zeitpunkt gleichzeitig erfiillen miissen. Verschiedene
numerische Ansétze zur Losung des Kontaktproblems wurden in der Literatur vorgeschlagen,
auf welche hier nicht ndher eingegangen werden soll [85], [173]. Der Rechenaufwand steigt
dabei nichtlinear mit zunehmendem Detaillierungsgrad und folglich mit zunehmender Anzahl
der beriicksichtigten Knoten sowie der damit verbundenen Grofe des Gleichungssystems.
Um den erforderlichen Rechenaufwand so gering wie moglich zu halten, wird fiir die
vorliegende Arbeit der folgende Ansatz fiir die Kontaktmodellierung verfolgt, welcher
schlussendlich die analytische Modellierung des Kontaktverhaltens ermoglicht:

1. Beschrinkung auf eine rein makroskopische Modellierung der Kontaktfldche, wobei
die Oberflachen mechanisch als perfekt glatt definiert werden.

2. Annahme einer im zeitlichen Mittel uniformen Kontaktdruckverteilung iiber die
makroskopische Kontaktfliche, weshalb ihre Diskretisierung mit einem einzelnen
Knotenpunkt ausreichend ist.

3. Vereinfachung des resultierenden Gleichungssystems durch a priori Definition der
potentiellen makroskopischen Kontaktflichen (Vorderflanke, Oberseite und
Hinterflanke der Dichtspitze).

4. Annahme des reibfreien Gleitens der in Kontakt stehenden Oberfldchen in Radial-
und Axialrichtung.
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5. Beschriankung auf rein elastische Verformungen der Komponenten, wobei plastische
Verformungen iiber die VerschleiBmodellierung beriicksichtigt werden (vgl. Kapitel
4.4).

6. Zeitliche Skalentrennung fiir die Bestimmung der Komponenten der Steifigkeits-
matrix, so dass diese nicht flir jeden einzelnen Zeitschritt neu bestimmt werden
miussen.

7. A priori Losung des Gleichungssystems in einer geschlossenen analytischen
Gleichung zur Bestimmung der resultierenden Kontaktdriicke fiir eine vorgegebene
Uberdeckung.

Das verwendete Kontaktmodell wird in Abbildung 23 verdeutlicht, wobei der
Honigwabeneinlaufbelag zwecks verbesserter Anschaulichkeit als ein glatter Stator mit Nut
dargestellt ist. Dies hat keinen Einfluss auf die Problemformulierung. Fiir die Formulierung
des Kontaktmodells soll davon ausgegangen werden, dass die Biegung bzw. Verkippung der
Dichtspitze und des Stators wédhrend des Anstreifens auf Grund der hohen Steifigkeit der
Komponenten und der niedrigen makroskopischen Kontaktdriicke sehr gering ist. Die
Neigungswinkel der Flanken der Dichtspitze bzw. der Nut koénnen daher anndhernd als
konstant angenommen werden. Dementsprechend bleibt der Normalenvektor N. der
jeweiligen Kante konstant, was die rein analytische Betrachtung des Kontaktproblems
vereinfacht.

Die Annahme einer zeitlich gemittelten uniformen Kontaktdruckverteilung p. iiber der
makroskopischen Kontaktfliche beruht darauf, dass sich in der Realitdt die aktuell in Kontakt
stethenden Punkte Xp € 0 im Laufe des Anstreifvorgangs in Folge des sehr starken
Verschleifles stindig dndern. Dabei ist ) die Menge aller Punkte der aktuell in Kontakt
stethenden makroskopischen Kontaktfliche A.. Lokale Spannungsspitzen an den
mikroskopisch kleinen wahren Kontaktstellen werden durch entsprechend verstéirkten lokalen
Verschlei3 schneller abgebaut als weniger stark beanspruchte Bereiche. Gleichzeitig nehmen
durch die dabei stattfindende ,Lastumverteilung die Kontaktspannungen in anderen
Bereichen zu. Uber die Zeit gemittelt ergibt sich so eine ortlich annihernd uniforme
Kontaktdruckverteilung wie in Abbildung 23 dargestellt, deren Betrag mit der Anstreifdauer
t variieren kann:

=t
J.T‘L-=0 preQC pc(XP: 7) - dA; - drt
AC " t

pc(Xp,t) = ~ pe(t) (12)
Dabei wirkt der Kontaktdruck p,. jeweils senkrecht auf die in Kontakt stehende
makroskopische Flache A;. Die Annahme der uniformen Kontaktdruckverteilung deckt sich
mit den Beobachtungen aus den experimentellen Anstreifversuchen, wo die zeitlich
gemittelten Aufnahmen der IR-Thermokamera keine ungleichformige Belastung in der
Kontaktfliche vermuten lieBen (vgl. Abschnitt 3.4.2). Des Weiteren deckt sie sich mit dem
phdnomenologischen Modell von Marscher, welches auf Grund der plastischen Scherzone in
der Kontaktfliche ebenfalls eine uniforme Kontaktdruckverteilung vermuten ldsst (vgl.
Abschnitt 2.3.3) [108]. Die Definition des Kontaktmodells erfordert zundchst die
Formulierung der kinematischen Beziehungen, welche im Folgenden beschrieben werden.
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Abbildung 23: Schematische Darstellung der Kontaktpunkte (links) und der uniformen
Kontaktdruckverteilung (rechts) an allen drei potentiellen Kontakt-
flichen der Dichtspitze

GemilB der Annahme der uniformen Kontaktdruckverteilung kann die Wirkung der pro
Kontaktfliche resultierenden Normalkraft vereinfachend auf nur einen Punkt reduziert
werden. Dementsprechend muss fiir jede potentielle Kontaktfliche nur ein représentativer
Kontaktpunkt C je Reibpartner definiert werden, der mittig auf der Kontaktflache liegt. Der
Kontakt zwischen Dichtspitze (Index D) und Honigwabe (Index S) kann potentiell an drei
Stellen auftreten - Vorderkante (vo), Spitze (sp), Hinterkante (hi) - weshalb wie in
Abbildung 23 verdeutlicht insgesamt sechs Kontaktpunkte (Ch,,C5, Cf,Ciy, Csp Cry)
definiert werden. Dabei muss beachtet werden, dass sich die Position der Kontaktpunkte in
Folge von Verschlei und der damit verbundenen VergroBerung der Anstreiftiefe d, zeitlich
verdndern kann. Weiterhin kann bereits a priori definiert werden, dass die Kontakt-
bedingungen jeweils nur zwischen den Kontaktpunkten der gegeniiberliegenden Fldchen
beider Reibpartner erfiillt werden miissen. Zum Beispiel kann der Kontaktpunkt der
Vorderkante der Dichtspitze C2, nur mit der gegeniiberliegenden Kante des Stators Cy, in
Kontakt treten. Zwischen zwei einander zugeordneten Kontaktpunkten C beider Reibpartner
konnen die folgenden Kontaktbedingungen formuliert werden:

1. Der senkrecht stehende Spalt g. zwischen zwei zugeordneten Kontaktpunkten der
beiden Oberflichen darf nicht negativ sein, wobei 22 und 022 jeweils der Menge der
potentiell in Kontakt stehenden Punkte des Stators und der Dichtspitze entspricht:

g. (C,t) =0, fir C € (22 UNR) (13)
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2. Der Kontaktdruck p. muss im Fall des Kontakts zwischen zwei Punkten (g. = 0)
stets positiv sein. Das bedeutet es muss eine Druckspannung vorliegen:

p.(C,t) =0, fir C € (12¢) (14)

3. Der Kontaktdruck p,. wirkt im Kontaktfall auf beide Reibpartner identisch:
S _ D _
Pc =Pc = DPc (15)

4. Im Kontaktfall liegen die Kanten beider Reibpartner direkt iibereinander. Im
Relativkoordinatensystem der jeweiligen Kante (mit der Koordinate y. senkrecht zur
Kante und einem aus dem Material herausgerichteten Normalenvektor N.) sind die
y.-Koordinaten beider Kontaktpunkte dementsprechend betragsmifig identisch:

ly2(C, )| = ly2(C,0)| = y-, fiir C € (2¢) und g. (C,t) =0 (16)

Dabei entspricht y. der Verschiebung des Kontaktpunkts C senkrecht zur
Kontaktfliche, welche sich wihrend des Anstreifvorgangs gegeniiber der
Ausgangsposition ergibt. Die aktuellen y.-Koordinaten eines Kontaktpunkts, definiert
im selben Koordinatensystem, lassen sich iiber den folgenden Zusammenhang
berechnen:

yi(C, ) =y5. +Ays. + Ays . — Ay . —Ayy . (17)
y2(C,0) =y8. — (AyP. + AyR. — AyD. — AyD ) (18)
Dabei sind:

- Yo~ die senkrechte y.-Koordinate des Kontaktpunkts im Relativsystem der
Kante zu Beginn des Anstreifvorgangs.

- Ayg. die Anderung der senkrechten y.-Koordinate des Kontaktpunkts im
Relativsystem der Kante durch die Verschiebung (Zustellung s) des
Reibpartners im Laufe des Anstreifvorgangs.

- Ay,. die Anderung der senkrechten y.-Koordinate im Relativsystem der
Kante durch die thermische Ausdehnung des Werkstoffs am Kontaktpunkt.

- Ay, . die Anderung der senkrechten y.-Koordinate des Kontaktpunkts im
Relativsystem der Kante durch elastische Druckverformungen. Diese
elastische Verformung ist gekoppelt an den jeweils wirkenden Kontaktdruck
Pec-

- Ay,,. die Anderung der senkrechten y.-Koordinate des Kontaktpunkts im
Relativsystem der Kante durch Verschleif3. Dieser fiihrt zu einer kréftefreien
Verschiebung der Kontaktfldche in den Korper hinein [86], [178].

Einsetzen aller Komponenten in Gleichung (16) ergibt:
VoL — Yo +AYP + AyS. + AR+ AyS . —AyD . — Ay . (19)
= Ayg. + Ayg .
GemiB Gleichung (19) muss im Kontaktfall die Summe aller sich wihrend des Anstreif-
vorgangs ergebenden Verschiebungen beider in Kontakt stehenden Kontaktpunkte C

betragsmifig identisch sein. Fiir die weitere Formulierung des Kontaktmodells wird
angenommen, dass die Reibkrifte, welche aus der Relativbewegung tangential zur
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Kontaktfliche resultieren, einen vernachlidssigbaren FEinfluss auf das Kontaktproblem
besitzen. Dementsprechend wird fiir die Formulierung des Kontaktmodells reibfreies Gleiten
der Kontaktflichen angenommen, weshalb nur noch die Relativbewegung senkrecht zur
Kontaktfliche relevant ist und so die GroBle des zu l6senden Gleichungssystems deutlich
reduziert wird. Diese Annahme beruht darauf, dass die Wirkung der resultierenden Reibkraft
in Folge der hohen Umfangsgeschwindigkeiten in der Regel in Umfangsrichtung gerichtet ist.
Gerade bei achsensymmetrischen Geometrien ist in Umfangsrichtung in Folge der sehr hohen
Steifigkeiten mit einem geringen Einfluss der Reibkraft auf die elastischen Verformungen der
Reibpartner zu rechnen.

Weiterhin gilt, dass die elastische Verschiebung Ay, . eines Kontaktpunkts C senkrecht zur
Kontaktfliche gemél dem Superpositionsprinzip eine Funktion der Kontaktdriicke an allen in
Kontakt stehenden Punkten ist. Stehen beispielsweise alle drei Kontaktpunkte an der
Vorderkante (vo), Spitze (sp) und Hinterkante (hi) gleichzeitig in Kontakt, so gilt fiir die
Dichtspitze:

1 1 1
KBy KBy KB )
1 1 l]_ " Pc,vo Ayel,—'—,vo
kD NPesp| = (DAY osp | = APD, . 20
k??o—sp k?p ki[L)i—sp pc:; y‘;)l’ ,SD Vel, (20)
1 1 1 ' AYei, s i
-kgo—hi kst—hi k}?l
Und analog fiir den Stator:
1 1 1
k{jo kgp—vo kii—vo A S
1 1 1 Pc,vo Vel +vo
ks k_S k3. “|PcsP | = Ay eslﬁ.sp = Ay gl,—'— (21)
vomsp 5P hi=sp | | Dc,ni AvS
1 1 1 Yel+ i
-kgo—hi k:sgp—hi krsli

Die Komponenten k der druckspezifischen Steifigkeitsmatrix mit der Einheit [Pa/m]
berechnen sich dabei aus dem auf die Kontaktfliche wirkenden Kontaktdruck p, und der
dazugehorigen elastischen Verschiebung Ay, . des Kontaktpunkts senkrecht zur
Kontaktflache:

_ _Pe (22)
A.'yel,J—

Uber die Komponenten abseits der Diagonalen der Matrix wird beriicksichtigt, dass durch
eine resultierende Kraft auf einen Kontaktpunkt auch eine Verschiebung an den anderen
Kontaktpunkten hervorgerufen wird. Diese Einfliisse konnen geméfl dem Superpositions-
prinzip addiert werden.

Die a priori Zuweisung der potentiell in Kontakt stehenden Knoten sowie die Beschriankung
auf drei mogliche makroskopische Kontaktflaichen ermdglicht die erhebliche Vereinfachung
des zu l6senden Gleichungssystems. Durch Einsetzen der Gleichungen (20) und (21) in
Gleichung (19) ergibt sich insgesamt das folgende Gleichungssystem fiir das definierte
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Kontaktproblem, wobei 8, dem Vektor der tatsichlichen aktuellen Uberdeckung zwischen
den Kontaktpunkten senkrecht zu den jeweiligen Kanten entspricht.

1 1 1 1 1 1 7
kgo kgo kSDp—vo ksSp -vo khl —-vo kil -vo
1, 1 1,1 1 1 Pcvo
T - |Pc,
kgo—sp kgo—sp kSDp kSSP khl —sp kil —sp Pci::
1 N 1 1 - 1 1 N 1 ’ (23)
kILJ)O hi kvo hi sp hi sp hi ki?i klii i
Srvo
rsp] = S
Sy hi

In Vektorschreibweise ergibt sich die aktuelle reale Uberdeckung aus den jeweiligen
Verschiebungskomponenten senkrecht zur Kante:

(24)

3‘1‘ = yg'_n_ - yg'_n_ + Ayg_L + Ayi_n_ + Aya,_L + Aj\’i’_l_ - A?g,_L - Aj\’i,_l_

Bzw. umgeformt:

S, =—0o+ S +AV2 . +AYS . — AYD . — AY;, L (25)

Dabei ist gy die Anfangsspaltweite vor dem Beginn des Anstreifvorgangs und s, die
theoretische Relativverschiebung senkrecht zur jeweiligen Kante, welche sich aus den
kinematischen Randbedingungen ergibt. Durch direktes Losen des Gleichungssystems mit
dem Gaullschen Eliminationsverfahren konnen die jeweils an den verschiedenen Kanten
wirkenden Kontaktdriicke bestimmt werden. Hierfiir miissen die einzelnen Komponenten k
der Steifigkeitsmatrix bekannt sein. Diese lassen sich zum Beispiel a priori bestimmen, in
dem der Zusammenhang zwischen einer Einheitslast auf den entsprechenden Knoten und den
resultierenden senkrechten Verschiebungen an den anderen Knoten ermittelt wird [104]. Da
nur positive Kontaktdriicke erlaubt sind muss das Gleichungssystem iterativ gelost werden.
Stehen weniger oder mehr Knoten in Kontakt ist eine Reduktion bzw. Erweiterung des
Gleichungssystems erforderlich.

In Folge einer durch Verschleil und Warmeausdehnung verédnderten Geometrie sowie der
Temperaturabhingigkeit der mechanischen Werkstoffeigenschaften konnen sich die
Steifigkeitskomponenten k im Laufe des Anstreifvorgangs verdndern. Dennoch laufen diese
Anderungen zeitlich gesehen vergleichsweise langsam ab, weshalb eine erneute Bestimmung
der Komponenten der Steifigkeitsmatrix nicht fiir jeden einzelnen Zeitschritt notwendig und
eine Zeitskalentrennung moglich ist.

Eine weitere Beschleunigung der Rechnung wird durch die a priori Losung des
Gleichungssystems ermoglicht. Mit der resultierenden, geschlossenen analytischen
Gleichung kénnen die wirkenden Kontaktdriicke als Funktion der senkrechten Uberdeckung
an allen im Eingriff stehenden Knoten direkt berechnet werden. Im Vergleich zu sehr
zeitaufwindigen Finite-Elemente Simulationen des Kontaktproblems ermoglicht der
entwickelte analytische Ansatz eine deutliche Reduktion des Rechenaufwands. Die
beschriebene Vorgehensweise kann ohne weiteres auf mehrere Kontaktpunkte und somit
auch Dichtspitzen erweitert werden. In diesem Fall vergroBert sich das Gleichungssystem fiir
jede hinzukommende Dichtspitze bei drei Kontaktpunkten je Dichtspitze um drei weitere
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Gleichungen, wobei sich die Steifigkeitsmatrix jeweils um drei Zeilen und drei Spalten
vergrofert. Auch fiir andere, flexiblere Dichtsysteme, wie zum Beispiel Biirstendichtungen,
ist das allgemein formulierte Kontaktmodell anwendbar.

4.3 Beschreibung des thermischen Modells

Die mikroskopischen und makroskopischen Temperaturen aneinander reibender Festkorper
besitzen wie in Kapitel 2.3.1 erldutert und im Rahmen der experimentellen Untersuchungen
verdeutlicht einen wichtigen Einfluss auf das Kontakt-, Reib- und VerschleiBverhalten. Die
Bedeutung der Reibtemperaturen beruht vor allem auf den stark temperaturabhéngigen
Werkstoffeigenschaften, wie zum Beispiel der mechanischen Festigkeit oder der chemischen
Reaktionsfdhigkeit. Des Weiteren bestimmen die Temperaturen die thermischen
Ausdehnungen der Reibpartner, welche die realen Uberdeckungen und die resultierenden
Kontaktspannungen beeinflussen. Auch aus Anstreifvorgiingen resultierende Folgeschiden,
wie zum Beispiel die HeiBrissbildung in Labyrinthdichtspitzen, sind sehr eng mit hohen
Reibtemperaturen verbunden [131].

Die moglichst realitidtsgetreue Modellierung der sich ausbildenden Reibtemperaturen ist
daher unabdingbar fiir die zuverldssige Simulation von Anstreifvorgéingen. Dies gilt
insbesondere flir das Anstreifen von Labyrinthdichtungen in Turbomaschinen, bei welchen in
Folge der extrem hohen Reibgeschwindigkeiten von iiber 100 m/s sehr hohe Reibenergien in
Wirme umgesetzt werden, die zu starken Temperaturerh6hungen fithren konnen. Fiir die
realititsgetreue Modellierung der Reibtemperaturen miissen alle Mdglichkeiten der
Wirmeiibertragung wie Konvektion, Strahlung und Warmeleitung sowie das Eingriffs-
flachenverhéltnis sowohl auf makroskopischer Skala als auch auf mikroskopischer Skala
beriicksichtigt werden.

In diesem Kapitel wird ein Ansatz zur Modellierung der thermischen Verhiltnisse beim
Anstreifen in Labyrinthdichtungen entwickelt, der &hnlich der Kontaktmodellierung
moglichst wenig Rechenaufwand benétigt. Hierzu werden zunéchst die realen Bedingungen
nidher beschrieben und diskutiert. Basierend auf der Diskussion werden abschlieSend
vereinfachende Annahmen abgeleitet, die eine Verkiirzung der Rechenzeit ermdglichen.

Fiir die Ableitung des thermischen Modells soll der in Abbildung 24 dargestellte Fall
betrachtet werden, bei dem eine einzelne Labyrinthdichtspitze mit der Relativ-
geschwindigkeit vz exzentrisch iiber das Umfangssegment der GroBe ¢Z, gegen einen
Honigwabeneinlaufbelag anstreift. Zwecks Anschaulichkeit sind die Kontaktflichen der
Dichtspitze (D) und des Stators (S) voneinander getrennt dargestellt. Zum Aufklappen der
Kontaktfliche wird die Perspektive in Abbildung 24 bewusst verzerrt. Im Sinne der
Ubersichtlichkeit wird weiterhin der Reibkontakt an der Vorder- und Riickseite der
Dichtspitze vernachldssigt, wobei das entwickelte thermische Modell auf eine beliebige
Anzahl von Kontaktflichen erweiterbar ist. Fiir die folgenden Betrachtungen wird zunichst
davon ausgegangen, dass zu einem bestimmten Zeitpunkt, wie in Abbildung 24 angedeutet,
der Reibkontakt nur an der makroskopischen Kontaktfliche A, vorliegt, welche auf Rotor-
und Statorseite identisch ist.

Fiir einen anschaulichen Uberblick der thermischen Verhiltnisse bietet sich ein Wirme-
widerstandsschema in Analogie zu den Leitvorgdngen von elektrischen Strémen an [111],
[144]. Die Kirchhoff’schen Gesetze lassen sich formal auf Wéarmeleitprobleme iibertragen.
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Die treibende Potentialdifferenz ist in diesem Fall ein Temperaturunterschied AT, der je nach
thermischen Widerstand R;;, einen bestimmten absoluten Wéarmestrom Q verursacht. Es gilt:

)= (26)

An den Knoten des Warmewiderstandschemas gilt Energieerhaltung, so dass die Summe der
Wirmestrome der n Wérmeleitpfade null ergeben muss:

(27)

Abbildung 24: Vereinfachte schematische Darstellung der Flachenverhéltnisse und
Wirmestrome beim Anstreifen zwischen einer senkrechten Labyrinth-
dichtspitze und einem Honigwabeneinlaufbelag zu einem bestimmten
Zeitpunkt des Anstreifvorgangs

Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte allgemeingiiltige Temperaturwiderstandsschema
fiir eine moglichst realititsgetreue Modellierung der Reibtemperaturentwicklung passend zu
Abbildung 24 ist in Abbildung 25 dargestellt. In den folgenden Unterkapiteln werden
einzelne Aspekte des Schemas niher erldutert und diskutiert. Diese umfassen das thermische
Reib- und Kontaktmodell (Abschnitt 4.3.1), den Einfluss der kinematischen Rand-



4.3 Beschreibung des thermischen Modells 73

bedingungen und des Eingriffsflichenverhéltnisses (Abschnitt 4.3.2) sowie die Warmeabfuhr
(Abschnitt 4.3.3). Die effektive Reibwiarmeaufteilung in beide Reibpartner sowie die
Entstehung von Blitztemperaturen werden in Abschnitt 4.3.4 und 4.3.5 diskutiert. Im letzten
Abschnitt dieses Kapitels erfolgt die Beschreibung der Implementierung des Wérme-
widerstandsschemas in der in dieser Arbeit verwendeten Modellierungssoftware.

Thermisches
FE/FD Modell
(Stator)

Makroskopisches|
thermisches
Kontaktmodell

Thermisches
FE/FD Modell
(Dichtspitze)

Abbildung 25: Wirmewiderstandschema fiir die thermischen Verhéltnisse beim
Anstreifen zwischen einer einzelnen Labyrinthdichtspitze und einem
Honigwabeneinlaufbelag

4.3.1 Thermisches Reib- & Kontaktmodell

Fiir die Modellierung der resultierenden Temperaturen in beiden Reibpartnern ist zunichst
eine rein makroskopische Betrachtung ausreichend. Im Reibkontakt wird insgesamt die
mittlere Reibleistung Pp erzeugt, die wie in Kapitel 2.3.1 erldutert zum Grofiteil in
Reibwirmeleistung Q'R,C freigesetzt wird. Diese ergibt sich aus der im Kontakt wirkenden
mittleren Reibschubspannung 75, der nominellen makroskopischen Kontaktfliche A, sowie
der Reibgeschwindigkeit vg:
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QR,C =T Ac - Vg (28)

Fiir die Modellierung bietet es sich an, eine flaichenspezifische Reibwirmeleistung g zu
betrachten. Wenn wie in diesem Fall {iberwiegend die makroskopische Wirkung des
Reibwarmestroms von Interesse ist, geniigt es, den flachenspezifischen Reibwérmestrom auf
die nominelle makroskopische Kontaktfliche A, zu beziehen:

) QR,C
qrc = A =1Tgp" Vg (29)
c

Die Reibschubspannung 7tz ldsst sich auf makroskopischer Ebene gemdll dem
Coulomb’schen Reibgesetz mit dem makroskopischen dynamischen Reibkoeffizienten p als
Funktion der flichennormalen Kontaktspannung p., dem sogenannten Kontaktdruck,
bestimmen:

drc = U"Pc " VR (30)

Die Reibwédrme wird in der Realitdt sowohl direkt an den beteiligten Kontaktflachen als auch
durch zum Beispiel plastische Verformungen im Volumen der Korper in unmittelbarer Nihe
des Reibkontakts erzeugt. Fiir die Simulation des Reibvorgangs auf makroskopischer Skala
wird vereinfachend davon ausgegangen, dass die Reibenergie ausschlieBlich auf der
makroskopischen Reibfldche A, freigesetzt wird.

Unterschiedlich stark ausgepriagte Dissipationseffekte in den Reibkdrpern kdnnen zu einer
ungleichen Verteilung der primir erzeugten Reibwérme fiihren. Stirker ausgeprigte,
mikroskopisch kleine plastische Deformationen in unmittelbarer Ndhe des Reibkontakts
konnen zum Beispiel zu einer stirkeren Erzeugung von Reibwirme im weicheren
Reibpartner fithren. Auf makroskopischer Skala lédsst sich die ungleichformige Freisetzung
des Reibwirmestroms ¢y . in den Reibpartnern iliber den intrinsischen Warmeaufteilungs-
koeffizienten f; beschreiben. Dieser definiert, welcher Anteil der Reibwérme primér jeweils
auf den Oberfldachen der Reibpartner freigesetzt wird:

rci = Bi* drc (31)
qg,c,i =1 =B qrc (32)

Neben dem intrinsischen Wérmeaufteilungskoeffizienten wird die tatsdchliche (effektive)
Reibwirmeaufteilung f.rr ebenfalls vom Wérmeiibergang zwischen beiden Reibpartnern
tiber die Reibfldche beeinflusst. Dieser ergibt sich wie in Abbildung 26 verdeutlicht zum
einen durch Wirmeleitung iiber die einzelnen mikroskopischen Kontaktstellen, welche die
reale Kontaktfliche A, bilden (4, < A;). Zum anderen wird Wérme zwischen den
Reibpartnern durch Konvektion und Strahlung in den Kammern zwischen den Rauheits-
hiigeln iibertragen, wobei diese Mechanismen gegeniiber der Wérmeleitung im Festkorper
vor allem bei hohen Relativgeschwindigkeiten meist vernachldssigbar sind [111], [165]. Je
kleiner die reale Kontaktfliche A, ist, desto weniger Reibwdrme wird zwischen den
Reibpartnern tibertragen. Mogliche Oxidschichten mit geringeren Warmeleitfahigkeiten und
die Geometrie der Rauheitshiigel konnen den Warmeiibergang zusétzlich beeinflussen.

Auf makroskopischer Skala lassen sich die mikroskopischen Wérmeleitvorgénge in der
realen Kontaktfliche A, iiber einen thermischen Kontaktwiderstand Ry, bzw. dessen
flichenspezifischen Kehrwert, dem thermischen Wairmeiibergangskoeffizienten hypc,
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zusammenfassen [97], [111], [165]. Die treibende GroBe fiir den Warmetibergang im Kontakt
ist die Differenz der mittleren makroskopischen Kontaktflichentemperaturen des Stators 7_‘,4{56
und der Dichtspitze T, :

:S—D _ (TASC - Tf?c)

_ (TS _ TD
dc Ry - Ag = hr¢ (TAC TAC) (33)

Der angenommene thermische Kontaktwiderstand ist dabei sehr wichtig, da er mal3geblich
die Temperaturverteilung beeinflusst [108]. Fiir perfekt glatte Reibflachen ist der thermische
Kontaktwiderstand null und die mittleren Kontaktflichentemperaturen beider Reibpartner
sind identisch. Die theoretische Bestimmung des thermischen Kontaktwiderstands zwischen
zwei sich relativ zueinander bewegenden Oberfldchen ist sehr schwierig. Fiir statische
Kontakte ohne Relativbewegung wurden in der Literatur jedoch bereits zahlreiche empirische
und theoretisch hergeleitete Korrelationen fiir die Berechnung des thermischen Kontakt-
widerstands zwischen zwei ruhenden, rauhen Fldachen vorgeschlagen [97], [111], [165].
Demnach hédngt dieser zum einen stark von der realen Kontaktfliche und somit von der
Anzahl, Geometrie und Verteilung der mikroskopischen Kontaktstellen ab. Diese sind
wiederum eine Funktion des makroskopischen Kontaktdrucks, der Oberflachentopographie
und der Hirte bzw. Steifigkeit der zugrundeliegenden makroskopischen Oberflachen. Zum
anderen ist der thermische Kontaktwiderstand abhdngig von der Wérmeleitfahigkeit beider
Reibpartner an den mikroskopischen Kontaktstellen. Die in der Literatur vorgeschlagenen
Korrelationen fiir den Warmeiibergangskoeffizienten in der Kontaktfliche hye = Ac/Rr¢
besitzen nach Wang et al. in der Regel die folgende Struktur [165]:

B =+ —> -
Tc = a M

K b
SS (pc) (3 4)
Darin sind a und b Konstanten, Ks ein Koeffizient zur Beriicksichtigung der Wérmeleit-
fahigkeit, p. der Anpressdruck in der nominellen Kontaktfliche und M die Harte oder der
Elastizitdtsmodul. Der statistische Parameter S beschreibt die Oberflichentopographie. Die
physikalische Einheit des thermischen Kontaktwiderstands Ry, betrigt [K/W], die des
thermischen Wirmeiibergangskoeffizients hy; [W /m?2K]. Die theoretische Vorhersage des
thermischen Kontaktwiderstands und speziell der GroBe S ist schwierig, da die reale
Oberflichentopographie und Interaktion beider Reibpartner hierfiir bekannt sein miissten
[111], [165]. Gerade bei starkem Verschleil ldsst sich das Oberflichenprofil jedoch kaum
vorhersagen. Unter Beriicksichtigung dieser Unsicherheit und der zu erwartenden starken
plastischen Verformungen wird im Rahmen dieser Arbeit mangels besser geeigneter Ansétze

der folgende Zusammenhang fiir die Bestimmung von hy¢ verwendet:

p b
hre¢ = hrcp ')leff ) <—E(TC_)> (35)
Ac

Dabei sind alle unbekannten Koeffizienten in den Parametern hr¢ o und b beriicksichtigt und
Aerr entspricht gemdll Lambert und Fletcher der kombinierten mittleren thermischen
Leitfahigkeit beider Oberflachen [97]:

L _2a(TE) 2P (TR)
ff= — —
T (as(@E) + (7))

(36)
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Der temperaturabhingige Elastizititsmodul E(T,.) entspricht dabei dem Elastizititsmodul
des weicheren Reibpartners in der Kontaktfliche [111]. Der Parameter T,. steht fiir die
mittlere Temperatur der entsprechenden makroskopischen Kontaktfldche 4.

Makroskala Mikroskala Makrosk. Ersatzmodell
—= B:‘ i él'R.C
Tac
= "'riiﬂl"n!lﬁ'li' """""" 3 s o
o RRETTRIN
Y
T

eine mikroskopische
Kontaktstelle

Abbildung 26: Schematische Darstellung der makroskopischen und mikroskopischen
Kontaktverhiltnisse (modifiziert nach [29])

Neben der Wirmeiibertragung iiber die Reibfliche muss auch die Wirmeabfuhr aus dem
Kontakt durch Verschleil3, wie zum Beispiel durch abrasiven Materialverlust, beriicksichtigt
werden. In diesem Fall wird die folgende Warmeleistung durch Stofftransport aus dem
Kontakt abgefiihrt. Dieser Zusammenhang gilt sowohl fiir die Dichtspitze als auch fiir die
Honigwaben:

QW=Cv'p'VW'TAC (37)
Gw =cp p-W-Ty, (38)

Dabei sind ¢, die spezifische Wirmekapazitit des Werkstoffs, p dessen Dichte, V,, das
abgetragene VerschleiBvolumen pro Sekunde und w die entsprechende zeitliche
Anderungsrate der VerschleiBtiefe senkrecht zur Kontaktfliche A.. Auf die Berechnung des
VerschleiBvolumens und der Verschleifltiefe wird in Abschnitt 4.4 ndher eingegangen. Somit
ergeben sich in der nominellen makroskopischen Kontaktfliche A, effektiv die folgenden
flachenspezifischen Reibwarmestrome in die Dichtspitze bzw. in den Stator:

C'I1§,c =Bi"qrc — hrc- (T,fc - ch) —cppS W TASC (39)

qg,c =1 -B) qrc+hrce (TASC - TADC) —cp - pP WP T,fc (40)

In Einlaufsystemen in Turbomaschinen kann die durch Verschlei3partikel abgefiihrte Warme
qw gegeniiber den sehr hohen Reibwirmestromen g - hdufig vernachléssigt werden [99].

Auf den resultierenden effektiven Reibwirmeaufteilungskoeffizienten B.rr in der Kontakt-
fliche wird in Abschnitt 4.3.4 niher eingegangen.
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4.3.2 Kinematische Kontaktbedingungen & periodischer Warmeeintrag

Wie in Kapitel 2.3 erldutert sind in Turbomaschinendichtungen zahlreiche verschiedene
achsensymmetrische und asymmetrische Anstreifszenarien denkbar. Auch die in Kapitel 3
beschriebenen Anstreifversuche haben gezeigt, dass der Anstreifvorgang nicht zwangslaufig
homogen tiber eine vollstindige Rotorumdrehung stattfinden muss. Je nach Anstreifszenario
konnen sich die kinematischen Kontaktbedingungen deutlich unterscheiden. Dies muss bei
der realititsgetreuen Abbildung der Reibtemperaturentwicklung beriicksichtigt werden [59].
In Abbildung 27 sind beispielhaft vier verschiedene charakteristische Anstreifszenarien mit
jeweils unterschiedlichen kinematischen Kontaktbedingungen abgebildet. In der Realitét
iiberlagern sich hiufig diese grundlegenden Anstreifszenarien.

Fiir die nachfolgende Diskussion und die restliche Arbeit wird der Begriff der scheinbaren,
das heiflt der potentiellen Reibfliche A, eingefiihrt (engl. apparent area). Diese beschreibt
die insgesamt iiber eine Rotorumdrehung am Anstreifvorgang beteiligte Oberfldche des
entsprechenden Reibpartners. Dabei konnen die scheinbaren Reibflichen fiir Rotor A} und
Stator A5 unterschiedlich groB sein. Lediglich die aktuell zu einem bestimmten Zeitpunkt in
Kontakt stehende makroskopische Fliche A, ist fiir beide Reibpartner stets identisch
(A2 = AP = A,). Die aktuelle Kontaktfliche kann nie grofer als die potenticlle Kontakt-
fliche sein (A, < A,). Die GroBe des Umfangssegments, durch welche die Fldchen A, und
A, bestimmt sind, wird jeweils iiber den Winkel ¢, bzw. ¢, definiert (vgl. Abbildung 27).

o 5 o
Fall1 ¢, =@, =360 @3 =360 Fall 2
I
X
s S
a o
n n
(7] 0
H
X
% =360°
Fall3  @a Fall 4
Legende: aktuelle Kontaktfldche A + Mittelpunkt Stator
----- potentielle Kontaktfldche A, X Rotationsachse
—-—- konv. Kiihlung/Strahlung Stator ~ Rotor
=== konv. Kiihlung/Strahlung Rotor

Abbildung 27: Vier mdgliche Anstreifszenarien in Turbomaschinendichtungen und die
dazugehorigen Eingriffsflichenverhéltnisse (modifiziert nach [169])

Sind Rotor und Gehduse perfekt rund und liegt die Rotationsachse im Mittelpunkt von
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Gehéuse und Rotor (Fall 1 in Abbildung 27), so sind aus makroskopischer Sicht sowohl die
vollstindige Rotor- als auch Statoroberfliche kontinuierlich am Reibvorgang beteiligt
(A5 = Ac = A2). In allen anderen Anstreifszenarien (Fall 2 bis Fall 4 in Abbildung 27) sind
hingegen Kontaktfliche und Reibwadrmeeintrag fiir mindestens einen der Reibpartner zeitlich
nicht konstant.

Liegt beispielsweise bei einem Anstreifvorgang die Rotationsachse eines Rotors mit
ungleichformigen Radius im Mittelpunkt eines perfekt runden Gehéuses (Fall 2 in Abbildung
27), so ist zu jedem Zeitpunkt nur ein Teil A, der potentiellen Reibfliche A5 des Stators in
Kontakt. Das Segment des aktuell am Anstreifvorgang beteiligten Umfangs ¢ ist kleiner als
die GroBe der scheinbaren Kontaktfliche @3, welche dem gesamten Statorumfang entspricht
(@8 < @5 = 360°). Das am Reibvorgang beteiligte Rotorsegment erfihrt bei Fall 2 hingegen
einen kontinuierlichen Reibwérmeeintrag und die scheinbare und aktuelle Kontaktfldche sind
identisch (@2 = ¢2). Der umgekehrte Fall ergibt sich fiir einen Anstreifvorgang, der bei
einem perfekt runden Rotorprofil durch eine versetzte Rotorachse verursacht wird (Fall 3 in
Abbildung 27). Fiir dieses Anstreifszenario erfihrt der Rotor einen periodisch schwankenden
Reibwirmeeintrag iiber den gesamten Umfang, wihrend das Statorsegment kontinuierlich am
Reibvorgang beteiligt ist (g = @3). Auch ein periodischer Wirmeeintrag sowohl in den
Rotor als auch in den Stator ist denkbar. Dies ist zum Beispiel fiir einen Anstreifvorgang mit
unrundem Rotor und versetzter Rotationsachse der Fall (Fall 4 in Abbildung 27).

Ob die Reibfliche kontinuierlich oder periodisch schwankend am Reibvorgang beteiligt ist
kann entscheidende Konsequenzen fiir die Modellierung von Anstreifvorgdngen nach sich
ziechen [60]. Eine kontinuierliche Reibbelastung, wie zum Beispiel beim konzentrischen
Anstreifen (Fall 1), 1asst sich simulativ einfacher abbilden, da aus makroskopischer Sicht zu
jedem Zeitpunkt die vollstdndige potentielle Reibfliche A, in Kontakt steht (A; = Ay).
Sowohl die makroskopische Reibkontaktfliche A, als auch die nicht in Kontakt stehenden
Oberflachen bleiben demnach konstant, was den Rechenaufwand deutlich verringert. Fiir
solche konzentrischen Anstreifvorgidnge bildet sich bei homogenen Bedingungen ein
gleichformiges, winkelunabhingiges Temperaturprofil T c = T, uber den Umfang aus.

Diese einfachen Bedingungen gelten hingegen nicht bei periodisch schwankenden
Reibbelastungen. Im Relativsystem der entsprechenden Komponente bewegt sich die
tatsdchliche Kontaktfldche A, in einem solchen Fall periodisch {iber den Umfang, so dass ein
Materialpunkt der potentiellen Reibfliche A4 nur iiber einen bestimmten Teil der Rotor-
umdrehung einen Wérmeeintrag erfahrt. Ein Teil dieser Reibwirme wird iiber die restliche
Rotorumdrehung durch Konvektion und Strahlung an die Umgebung abgegeben oder ins
Bauteilinnere geleitet (G,p). Pro Rotorumdrehung ergibt sich so ein absoluter, der jeweiligen
Komponente zugefiihrter Reibwarmestrom:

Qeff =Ap Ga, =Ac Gre — (Aa — A dap (41)

Dabei entspricht ¢4 , €inem dquivalenten, zeitlich tiber eine Rotorumdrehung gemittelten
flachenspezifischen Wérmestrom in die scheinbare Kontaktfliche A,. Hiufig kann die
Wirmeabfuhr G, gegeniiber den sehr hohen Reibwirmeeintrigen g, vernachléssigt
werden, so dass gilt:

Qeff =Ay- CTIAA ~Ac: aR,c (42)

Die periodische Schwankung des Reibwérmeeintrags fiihrt zu einer ungleichférmigen



4.3 Beschreibung des thermischen Modells 79

winkelabhiangigen Temperaturverteilung T'(¢) tiber dem Umfang [59], [60]. Diese hiangt von
der Reibgeschwindigkeit vp, der Grofe des Kontaktwinkels ¢, den restlichen
geometrischen Bedingungen und von der Wirmeabfuhr ab. Die Relativbewegung der
Wirmequelle fithrt auch zu einer asymmetrischen Temperaturverteilung in der
makroskopischen Kontaktfliche A selbst, welche sich vom gleichformigen Temperaturprofil
T, , unterscheidet. Wird flir die Temperatur in der Kontaktfliche nur die iber die
Kontaktfliche gemittelte makroskopische Temperatur T,. betrachtet, so lasst sich die
Differenz beider Temperaturprofile im Warmewiderstandsschema in Abbildung 25 iiber den
thermischen Widerstand R;, abbilden:

(Tao (@) —Ta,) = Rp(@) - Qeps (43)

Dabei entspricht T ,, der mittleren Temperatur der scheinbaren Kontaktfliche A4, die sich bei
Annahme des effektiven, gleichformig verteilten Warmestroms Q.fr in die scheinbare
Kontaktfliche ergeben wiirde. Beim Anstreifen in Labyrinthdichtungen mit Honig-
wabenzellen tragen neben den anhand Abbildung 27 diskutierten Anstreifszenarien auch die
Honigwabenzellen zu einem diskontinuierlichen Wérmeeintrag in die Dichtspitzen bei.
Verdeutlicht wird dies in Abbildung 26 sowie in Abbildung 28 fiir die zwei Extremfille der
axialen Dichtspitzenposition iiber der doppelten bzw. einfachen Wandstirke der Honig-
wabenzelle. Die Wirmeeintragsfliche wird iiber den Segmentwinkel @2 definiert, welcher
sich alle @%; periodisch wiederholt. Im Wirmewiderstandsschema in Abbildung 25 ist der
Einfluss der Honigwabenzellen durch den ersten thermischen Widerstand R} ; beriicksichtigt:

(ch - 7_1&1) = Rt?,1 ' Qé)ff,l (44)
mit
Qé)ff,l = ngf,c = A21 ) C'IEAl ~ Alc) ) qg,c (45)
mit
D D
j_i = (%1 (46)

Dabei entspricht die potentielle Anstreiffliche A2, in diesem Fall der aktuellen Kontaktfliche
Ac, die sich beim Anstreifen mit einem glatten Stator aus dem Anstreifszenario ergeben
wiirde und die iiber den Kontaktwinkel @2, definiert ist (vgl. Abbildung 24). Die
dazugehorige mittlere makroskopische Temperatur der makroskopischen Kontaktfliche ist
T}ﬂl (vgl. Abbildung 26). Der vorher diskutierte Einfluss des Anstreifszenarios wird
entsprechend dem Wirmewiderstandsschema in Abbildung 25 iiber den zweiten thermischen
Widerstand R}, beriicksichtigt:

(T£A1 - TI‘&z) = Rle,z ) ngf,Z (47)

ngf,z = ngf,l = Agz : QEAZ ~ Agl ) qul (48)

Dabei entspricht die potentielle Anstreiffliche A2, der potentiellen Kontaktfliche iiber dem
Umfang der Dichtspitze, die liber den aus den kinematischen Randbedingungen abgeleiteten
Winkel @} definiert ist (vgl. Abbildung 27). Insgesamt ergibt sich somit der folgende
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Zusammenhang zwischen der Temperatur T,&Z und der tatsdchlich in der Kontaktfldche der
Dichtspitze wirkenden mittleren Temperatur T :

(Tf?c - TADAz) = (Rl?,l + RI?.Z) ) Qé)ff,Z (49)

Abbildung 28: Kinematische Kontaktbedingungen in Folge des Kontakts zwischen
Honigwabenzelle und Dichtspitze

Die exakte Abbildung von mit der Rotation periodisch schwankenden Reibwérmeeintrigen
im Modell erfordert eine vollstindige Auflosung der Rotationsbewegung und somit einen
enormen Rechenaufwand. Bei Drehfrequenzen von beispielsweise 100 Hz und einer
Rotationsauflosung von nur 1° pro Rechenschritt wéren beispielsweise bereits Zeitschritt-
groBen kleiner 3 ps nétig. Zu jedem Zeitschritt dndern sich die in Kontakt stehenden
Materialpunkte, was zusdtzlichen Rechenaufwand fiir die Losung des Kontaktproblems
erfordert. Bei Verzicht auf eine Kontaktmodellierung wire in einem Finite-Elemente Modell
die Definition der Bewegung der Wirmeeintragsfliche als Funktion der Zeit erforderlich.
Diese kontinuierliche Anderung der Randbedingungen erschwert die Losung des
Gleichungssystems zusétzlich, wodurch der Rechenaufwand ebenfalls erhdht wird [60].

Ist der thermische Widerstand R, bekannt, so kann auf die Beriicksichtigung des Effekts der
bewegten Wiarmequelle wihrend der Simulation verzichtet werden und eine Berechnung der
mittleren Temperatur T, , in der zeitlich konstant bleibenden potentiellen Kontaktfliache A,
ist ausreichend:

=D/S _ =D/S D/S .D/S
TAC/ = TAA/ + Rb/ “Ac- qR,/c (50)

Geht der thermische Widerstand der bewegten Warmequelle R, gegen den Wert null, so sind
die mittleren Temperaturen in der makroskopischen Kontaktfliche A und in der scheinbaren
Kontaktfliche A, annidhernd identisch:

Tyo =Ty, fir R,—0 (51)

Dieser Fall entspricht einem ,,thermischen Kurzschluss® und tritt zum Beispiel fiir einen
kontinuierlichen Warmeeintrag wie im ersten Anstreifszenario auf (Fall 1 in Abbildung 27).
Fiir die nachfolgende Betrachtung bietet es sich an, statt dem dimensionsbehafteten
thermischen Widerstand R, die dimensionslose relative Temperaturdifferenz fyr zu
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verwenden, im Folgenden auch als Temperaturerhdhungsfaktor bezeichnet:

(Tac = Tas) _ Ro " Qers
TA TAA

far = (52)

A

Die tatsichliche makroskopische Temperatur in der Kontaktfliche des Stators bzw. des
Rotors ergibt sich dann zu:

T/igc = (fA*T,S + 1) ) 7_TASA (53)
T2 = (farps +1) -T2, (54)
Thy = (farp2 + 1) T4, (55)

Fiir die Dichtspitze ldsst sich der Effekt der Honigwaben (Rg 1) und des Anstreifszenarios
(Rp,) zusammenfassen:

RILJ),tot = Rl?,l + Rl?,z (56)
far.ptot = (fA*T,D,l + 1) ) (fA*T,D,Z + 1) -1 (57)

und
TR = (farpeor +1) T2, (58)

Die a priori Abschitzung der thermischen Widerstinde der bewegten Wéarmequelle R, bzw.
der dimensionslosen Temperaturerhohungsfaktoren fy; reduziert den erforderlichen
Rechenaufwand erheblich. Sind diese Werte bekannt, so kann auf die vollstindige zeitliche
Rotationsauflosung bzw. auf die Beriicksichtigung der Effekte einer sich stindig dndernden
Kontaktfliche verzichtet werden. Stattdessen ist die Bestimmung der mittleren Temperatur
T, , In der meist bekannten scheinbaren Kontaktfliche A, ausreichend, welcher pro Rotor-
umdrehung der effektive Reibwiarmestrom Q.ff zugefiihrt wird. Diese Vorgehensweise
ermoglicht auflerdem in vielen Fillen eine deutliche Reduktion der GroBe der Rechen-
doméne, da zum Beispiel die Modellierung nur eines Teilsegments mit periodischen
Randbedingungen ausreichend ist.

Fir die effektiv der Dichtspitze bzw. dem Stator in der scheinbaren Kontaktfliche
zugefiihrten flachenspezifischen Reibwirmestrome gelten entsprechend den diskutierten
Uberlegungen sowie den Gleichungen (39) und (40) folglich:

) Ac . Ac ) — — P

QG = T dpc = T (Bi*drec —hre (TS, —TL) —c5 - p5 WS- T3.) (59)
A A
A A

.p _ “C .p — C

qAAZ AEZ qR,C Aﬁ’z (60)

. ((1 —Bi)- drc + hrc - (T,fc - 'I_;xDC) —cypP WP Tf?c)

Die Gleichungen (59) und (60) verdeutlichen, dass die Eingriffsflichenverhéltnisse zwischen
der tatsdchlichen makroskopischen Kontaktfliche A, und der scheinbaren Fliche A, eine
wichtige Rolle spielen konnen.
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4.3.3 Warmeabfuhr

Die freigesetzte Reibwdrme wird zum einen durch Wirmeleitung ins Bauteilinnere sowie
zum anderen durch Konvektion und Strahlung an den freien Oberflichen aus der
Kontaktfliche abgefiihrt. Dies gilt sowohl fiir den Stator als auch fiir die Dichtspitze. Im
Wirmewiderstandsschema in  Abbildung 25 ist die Wairmeabfuhr jeweils iiber die
thermischen Widerstinde fiir Wérmeleitung R;, Konvektion R, und Strahlung R,.q4
abgebildet.

Die Wirmeabfuhr durch Wérmeleitung ins Bauteilinnere héngt iiberwiegend von der
Geometrie, den thermophysikalischen Eigenschaften und den Ausgangstemperaturen des
entsprechenden Werkstoffs ab. Die konvektiv abgefiihrte Warmemenge ist vor allem eine
Funktion der Grof3e der freien Oberflache, der Temperaturdifferenz zwischen der Wand des
Bauteils und der sie umstromenden Luft sowie des konvektiven Wairmelibergangs-
koeffizienten h;. Die durch Wiarmestrahlung abgefiihrte Warmemenge ist ebenfalls eine
Funktion der freien Oberfliche, der Oberflichen- und Umgebungstemperatur sowie des
Emmissionskoeffizienten €. Sie féllt meistens erst bei Temperaturen iiber 1000°C ins
Gewicht.

Fiir die Simulation des Anstreifvorgangs ist vor allem die Temperaturerh6hung in der
aktuellen makroskopischen Kontaktfliche A, relevant, welche wie im vorherigen Abschnitt
gezeigt auch von der mittleren Temperatur der restlichen potentiellen Kontaktfliche Ay
beeinflusst wird (vgl. Gleichungen (53) bis (58)). Fiir einen quasi-statischen mittleren
Reibwirmeeintrag g3 , In den Stator bzw. q5 ., In die Dichtspitze ldsst sich die mittlere
Temperatur in der potentiellen Kontaktfliche allgemein tiber den folgenden Zusammenhang
ausdriicken:

Ta, = Ts + Gir(t, Riza Reirs R T8 Tairs Tamp) * 44, (61)
Thy, = T8 + GRe(t Raqs Rairs RY. TS Tairs Tamp) * 44y, (62)
Bzw.
ATS, = GPe(t Riaas R R TS, Tairs Tamp) * 44, (63)
AT, = GPr(t, RPaqs ROy Y T8, Tairs Tamp) * 48, (64)

Dabei ist Grp die Ubertragungsfunktion, die sich aus den thermischen Widerstinden und den
thermischen Randbedingungen bestimmen ldsst. Fiir einfache Geometrien und
Randbedingungen lisst sie sich analytisch berechnen. Alternativ kann die Uber-
tragungsfunktion wie im Wirmewiderstandsschema in Abbildung 25 angedeutet beispiels-
weise in Form eines Finite-Elemente (FE) oder Finite-Differenzen (FD) Modells abgebildet
werden, welches auch die Beriicksichtigung transienter Effekte, komplexer Geometrien und
Randbedingungen sowie temperaturabhingiger Werkstoffeigenschaften ermdoglicht.

4.3.4 Effektive Reibwarmeaufteilung

In Folge des Warmeiibergangs im Reibkontakt und der durch Verschlei3partikel abgefiihrten
Reibwirme ergibt sich eine effektive Reibwérmeaufteilung B¢, welche als Verhiltnis des
tatséchlich dem Stator zugefiihrten Reibwérmetroms ¢3 - zum Gesamtreibwirmestrom §pg ¢
definiert ist:
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.S
Borr = 25 (65)
4r.c

Unter Beriicksichtigung des Wirmeiibergangs im Reibkontakt und Vernachldssigung der
Wiérmeabfuhr durch Reibpartikel sowie der Annahme, dass die Ausgangstemperaturen in
beiden Reibpartnern identisch sind (Tg = TP = T,), ldsst sich aus den Gleichungen (53),
(58), (59), (60), (61) und (62) der folgende allgemeingiiltige Zusammenhang fiir die
effektiven Reibwéarmestrome in die aktuelle Kontaktfliche A, herleiten:

D ) D * — f* -T
(s + 1+ BB g+ B nnser - Jirs) T
.S ~ Ac hyc - Gre A Grp
Arc = D S D S D (66)
(f* +1+@-h-f* +AA2.GTF+AA2. 1 )
ATDtot A3 Gpe A5 AR Gre o Ac hec- Grr
qg,c =dqrc — qg,c (67)

Damit ergibt sich der effektive Warmeaufteilungskoeffizient B,¢r in der Kontaktfldche fiir
die getroffenen Annahmen allgemein zu:

(Firpron + 1+ BBy ) 4 . Yoo~ fins) o
pitot Ac hrc - G’IPF Ac G’I[')F "qrc

pror + 1+ (Fs +1)'A£2-G7§F+A£2- .
farp.tot far.s Ay Gfr Ac hpeGre

Berr = (68)

Der hergeleitete analytische Ausdruck verdeutlicht, dass fB.ss von vielen Faktoren beeinflusst
wird. Er hiingt sowohl von der Wirmeabfuhr aus der Kontaktzone (G2, G3x) als auch von
den Flichenverhiltnissen (A2,/A3, Ac/A%,) und dem Einfluss der sich bewegenden
Wirmequelle (farptor» fars) ab. Auch die Ausgangstemperaturen T, und der Reib-
wirmestrom (g erscheinen im zweiten Term des Zihlers, fallen jedoch nur bei einem
starken Einfluss der Relativbewegung, hier ausgedriickt durch die Differenz der Temperatur-
erhohungsfaktoren (fA*T,D‘tot — fA*T,S), ins Gewicht. Aulerdem wird B,fr vom intrinsischen
Reibwirmeaufteilungskoeffizienten f; und dem Wairmeiibergangskoeffizienten hpe im
Reibkontakt bestimmt. Je hoher der Warmeiibergangskoeffizient hye in der Kontaktfliche
und je groBer der Einfluss der Relativbewegung ist, desto stiarker wird sich die resultierende
Reibwirmestromaufteilung B¢ von der intrinsischen Aufteilung f; unterscheiden. Je nach
betrachtetem tribologischen System und den vorherrschenden Bedingungen dndert sich der
Einfluss der verschiedenen Faktoren.

Wihrend sich der Grof3teil der Parameter meist liber analytische und numerische Ansitze
bestimmen lédsst, ist eine realititsnahe Abschitzung des intrinsischen Wiarmeaufteilungs-
koeffizienten und des Wairmeiibergangskoeftfizienten in der Kontaktfliche meist sehr
schwierig. Hier ist eine Anpassung der Werte durch Vergleich mit experimentellen Daten aus
Anstreifversuchen unabdingbar. Wahrend f; und hy. aus physikalischer Sicht voneinander
unabhiingig sind, so verdeutlicht Gleichung (68), dass fiir ein resultierendes s mehrere
Kombinationen von f; und h. mdglich sind. Dies erschwert die eindeutige Bestimmung der
realen Werte selbst bei zuverldssigen vorhandenen experimentellen Daten. Diese
Unsicherheit muss bei der spidteren Anwendung des Modellierungsansatzes unbedingt
beriicksichtigt werden.
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4.3.5 Blitztemperaturen

In den mikroskopisch kleinen wahren Kontaktpunkten treten zum Teil deutlich hdhere
Temperaturen, sogenannte Blitztemperaturen auf, als sie iiber die rein makroskopische
Betrachtung mit den zeitlich und o6rtlich gemittelten Reibwérmestromen berechnet werden
(vgl. Kapitel 2.3.1). Verdeutlicht wurde dies durch die Pyrometermessung der Dichtspitzen-
temperaturen im Anstreifpriifstand (vgl. Kapitel 3.4.3), bei welchen entgegen den erwarteten
eher niedrigen makroskopischen Temperaturen recht hohe Temperaturen auf der Dichtspitze
gemessen wurden.

Da die reale Kontaktfliche A, und Geometrie der mikroskopischen Kontaktpunkte statistisch
schwankende GroBen sind, die sich wahrend des Anstreifvorgangs éndern, lassen sich diese
Blitztemperaturen kaum zuverlédssig vorhersagen. Dennoch wurden in der Literatur bereits
Ansitze filir die Abschitzung der maximal auftretenden Blitztemperaturen vorgeschlagenen.
Demnach ergibt sich die Blitztemperatur T, an einem Punkt der wahren mikroskopischen
Kontaktstelle aus einer Temperaturerhéhung AT, = gegeniiber der makroskopischen Kontakt-
temperatur T . [94]:

Ty, =Ty, + ATAT (69)

Eine iibersichtliche Zusammenfassung der verschiedenen Berechnungsmoglichkeiten von
Blitztemperaturerh6hungen verfasste Kennedy [94]. In Folge statistischer Schwankungen der
Oberflichentopographie konnen sich die tatsdchlich auftretenden Blitztemperaturen an den
einzelnen Kontaktpunkten deutlich unterscheiden. Fiir die Modellierung bietet es sich an, die
mittlere Blitztemperaturerh6hung A'I_"Ar in der realen mikroskopischen Kontaktfliche 4, zu
betrachten. Eine wichtige Voraussetzung hierfiir ist die Kenntnis einer charakteristischen
durchschnittlichen Linge b aller mikroskopisch kleinen wahren Kontaktstellen sowie deren
Anzahl und Geometrie, welche beispielsweise quadratisch, kreisformig oder elliptisch sein
kann. Die experimentelle Bestimmung und theoretische Abschétzung dieser Groflen ist mit
groBen Unsicherheiten behaftet, die bei der Modellierung durch entsprechende Parameter
beriicksichtigt werden miissen [104], [110], [128].

Weitere notwendige Vereinfachungen fiir die analytische Berechnung der Blitztemperaturen
umfassen die Annahme eines quasistationdren Zustands mit einem zeitlich konstanten
Wirmeeintrag in eine ebene halbunendliche Platte, wie zum Beispiel bei flachen
Oberfliachenprofilen bei metallischen Werkstoffen, oder in einen zylindrischen Rauheits-
hiigel, wie zum Beispiel bei sehr harten keramischen Werkstoffen [2], [144]. Weiterhin muss
fiir die analytische Berechnung eine Intensitétsverteilung des Reibwédrmestroms angenommen
werden, welche beispielsweise uniform oder parabolisch sein kann. Wichtig fiir die
Berechnung der Blitztemperaturerhohung ist auerdem die Kenntnis der lokal vorliegenden
kinematischen Kontaktbedingungen.

Die in der Literatur verfligbaren analytischen Ansétze sind fiir die nachfolgend diskutierten
beiden Fille giiltig, welche schematisch in Abbildung 29 dargestellt sind. Fiir einen
Rauheitshiigel der hirteren Oberfldche, der kontinuierlich {iber die Oberflache des weicheren
Reibpartners reibt, ldsst sich gemidll Kennedy fiir eine kreisformige mikroskopische
Kontaktfliche die maximale Blitztemperaturerhhung am Austritt der Kontaktfliche wie
folgt abschitzen (vgl. Abbildung 29a) [94]:
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algont . E
ATkont — r 70
Armax Akont (—TAkcont) ( )

Dabei entspricht der Parameter (T]jiat dem mittleren Warmeeintrag in die Mikrokontaktstelle

und b dem durchschnittlichen Radius der kreisformigen mikroskopischen Kontaktflichen.
Die temperaturabhingige Wirmeleitfihigkeit des Werkstoffs A¥°™ wird fiir mittlere
Temperatur TX°™ in der makroskopischen Kontaktfliche A, bestimmt. Fiir die Blitz-
temperaturen in der Mikrokontaktstelle des weicheren Reibpartners, {iber welche sich der
Rauheitshiigel mit der Reibgeschwindigkeit v; hinweg bewegt (vgl. Abbildung 29b), gilt im
analogen Fall:

) 2.5 b
AT max = — (71)
Abew(Tpew) . - Pe

Die Peclet-Zahl Pe ist eine dimensionslose Kennzahl und beschreibt aus physikalischer Sicht
das Verhéltnis der charakteristischen Warmedissipationsdauer zur Aufenthaltsdauer eines
Materialpunkts im Reibkontakt:

_UR'E_UR'B'p'CU
2ra 2-2

Pe (72)

Der Parameter a entspricht der Temperaturleitfahigkeit, p der Werkstoffdichte und c, der
spezifischen Warmekapazitit des Werkstoffs.

Dichtspitze Dichtspitze

vV Vv
R . R
< Raubheitshtigel Rauheitshiigel

/
A o
Blech
Pyrometer Pyrometer Sl
a) Kontinuierlicher lokaler Warme- b) Sich relativ zur Dichtspitze bewe-
eintrag in die Dichtspitze gender lokaler Warmeeintrag

Abbildung 29: Schematische Darstellung der unterschiedlichen kinematischen Kontakt-
bedingungen bei der Entstehung von Blitztemperaturen auf der Dicht-
spitze beim Anstreifen gegen das Metallblech (modifiziert nach [157])

Der durchschnittliche flichenspezifische Reibwirmestrom ¢ 4, in die reale Kontaktfliche A,
mit uniformer Intensitdtsverteilung ergibt sich gemidB dem Verhidltnis der nominellen
makroskopischen zur realen mikroskopischen Kontaktfliche zu:

= A . A . ..
a = A—‘;- da, = A_i “Besr * drc fiir das Metallblech (73)

- A . . . . .
qA’z’r = A—i' (1 - ﬂeff) “qrc fiir die Dichtspitze (74)
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Zwischen dem mittleren Radius b der wahren Kontaktstellen und dem Flichenverhltnis von
realer zu nomineller Kontaktfliche soll gemdll Archard der folgende Zusammenhang
angenommen werden [7]:

b=Cs- (75)

:r>|:r>
a =

Darin ist Cp eine dimensionsbehaftete Proportionalitdtskonstante. Das Verhéltnis von realer
zu nomineller Kontaktfliche ist wiederum proportional zum nominellen Kontaktdruck p.
und dem inversen Elastizititsmodul E des weicheren Reibpartners [80]:

A o P
Ac ™ E(T,)

Dabei ist C4 eine dimensionslose Proportionalitdtskonstante. Insgesamt ergeben sich aus den
genannten Beziehungen und mit gp ¢ = p - p¢ * vy die folgenden Zusammenhénge:

’8
E'CE_ bew u- M pCOZS E075 (77)

(CA)O'75 \/;{bew - pbew . CII))

(76)

bew
ATAT max —

Diese Formulierung ist bis auf die Konstanten analog zu der von Archard [7]. Darin
entsprechen die Parameter u dem dynamischen Reibkoeffizienten und vy der Reib-
geschwindigkeit. Die Werkstoffeigenschaften miissen gemdl3 der Literatur fiir die mittlere
Temperatur ﬁc in der aktuellen nominellen makroskopischen Kontaktfliche bestimmt
werden. Analog ergibt sich fiir den anderen, kontinuierlichen Fall:

kont
ATkont — CE eff U \/ﬁ [2: \/_ (78)

Armax \/C—A Akont

Die analytischen Ausdriicke fiir die Blitztemperaturerh6hungen wurden fiir quasi-stationére
Bedingungen und temperaturunabhingige Werkstoffdaten hergeleitet und entsprechen den
maximalen Blitztemperaturen am Kontaktaustritt. In der Realitit sind hingegen hiufig
deutlich geringere Blitztemperaturerhohungen zu erwarten [110]. Dennoch koénnen die
Gleichungen zum Abschitzen der Blitztemperaturen eingesetzt werden. Die Unsicherheiten
beziiglich der realen mittleren Blitztemperaturen lassen sich durch die Einfilhrung zwei
weiterer Koeffizienten ¢ und 7 beriicksichtigen:

Tkont TA +€ ATkont (79)

T max

TR =Ty + &0 ATR o0 (80)

Der Koeffizient ¢ wird eingefiihrt um zu beriicksichtigen, dass die mittleren realen
Blitztemperaturen nicht zwangsldufig den maximalen statischen Blitztemperaturerh6hungen
entsprechen miissen (0 < &). Auflerdem beriicksichtigt der Koeffizient &, dass sich fiir andere
Intensitétsverteilungen der Warmeeintrdge und die Geometrien der wahren Kontaktflichen
andere Koeffizienten in den Gleichungen (77) und (78) ergeben konnen. Der Koeffizient n
beriicksichtigt hingegen, dass die Gleichungen (77) bis (78) fiir die Berechnung der
Blitztemperaturerh6hung fiir eine kontinuierliche Erwdrmung (Pe = 0) und fiir eine bewegte
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Wirmequelle (Pe > 0) in der Realitdt unterschiedlich groB3 ausfallen konnen. Mit den
eingefiihrten Koeffizienten sowie den Gleichungen (77) und (78) ergeben sich die folgenden
Zusammenhdnge, wobei der Parameter E jeweils dem Elastizitdtsmodul des weicheren
Reibpartners entspricht:

Cp é{;)}lt u- \/ﬁ 4: VE

TR =Ty + &+ Jc_ “ont (81)
A
§ Cy pbew . .0.25 . [0,75
Toew — Ber B VR P (82)

Tpe+&m (C Y075 Jzbew - phew - chew
Weiterhin ist bei der Schitzung der Blitztemperaturen zu beriicksichtigen, dass in der Realitdt
auf der Oberfldche eines Reibpartners beide in Abbildung 29 dargestellten kinematischen
Kontaktbedingungen gleichzeitig moglich sind. So konnen in der realen mikroskopischen
Kontaktfliche A, beispielsweise gleichzeitig Rauheitshiigel enthalten sein, die einen
kontinuierlichen Wiarmeeintrag erfahren, als auch Oberfldchenbereiche, die einen sich relativ
bewegenden Wiarmeeintrag erfahren. Die iliber die gesamte reale Kontaktfliche gemittelte
Blitztemperatur ldsst sich unter diesen Umstidnden wie folgt abschétzen:

Ta, = Ty + x - ATf™ + (1 = x) - ATYSY (83)
Der unbekannte Parameter y beschreibt den Anteil der realen mikroskopischen Kontaktfldche

A,, der einen statischen Reibwirmeeintrag erfihrt (0 < y < 1). Die unbekannten
Koeffizienten der Losung lassen sich wie folgt zusammenfassen:

Cp
R (84)
7
=(1-x)-& 7 : ! (85)
(C )0 75 (CA)O,ZS - (C5)05
Und es ergibt sich:
TAT = TAC + - AT:,kont + - AT:’beW (86)
mit
kont
—, ff KT \/p— vg " VE
ATr,kont - e ﬂkoni (87)
B TR O 0
AT r,bew —

bew
\/Abew . pbew “Cyp

Die unbekannten Koeffizienten ¥ und @ in Gleichung (86) enthalten alle Unsicherheiten bei
der Bestimmung der mittleren Blitztemperaturen in der realen Kontaktflache. Sie lassen sich
theoretisch kaum zuverldssig bestimmen. Alle anderen Parameter in den Gleichungen (86)
bis (88) ergeben sich aus den im Modell vorgegebenen oder berechneten Grof3en.
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4.3.6 Implementierung

Um die Simulation des thermischen Verhaltens bei Anstreifvorgingen mit moglichst
geringem Rechenaufwand zu ermdglichen, sollten soweit moglich geschlossene analytische
Gleichungen verwendet werden. Die in den vorhergehenden Abschnitten zusammengefassten
Gleichungen bilden hierfiir eine wichtige Grundlage. Gemill den Abschnitten 4.3.1 und 4.3.2
lassen sich die Reibwédrmestrome in die Dichtspitze und in die Honigwaben analytisch
bestimmen (vgl. Warmewiderstandsschema in Abbildung 25).

Die Berechnung der in Kapitel 4.3.3 eingefiihrten Ubertragungsfunktion Grp fiir die
Wirmeabfuhr in die Honigwabenstruktur und in die Dichtspitze ist hingegen mit rein
analytischen Ansédtzen nicht moglich. Dies liegt zum einen an den komplizierten
dreidimensionalen Geometrien, wie zum Beispiel die Honigwabenzellstruktur oder
Dichtspitzen mit geneigtem bzw. trapezformigem Querschnitt. Zum anderen miissen fiir eine
moglichst realititsgetreue Abbildung auch die konvektiven und radiativen Wiarmeiibergénge
an den Oberfldchen beriicksichtigt werden. Gleiches gilt fiir die Beriicksichtigung eines
moglichen Reibkontakts an der Vorder- und Riickseite der Dichtspitze. Zudem erfordert die
Formulierung geschlossener analytischer Gleichungen in der Regel die Annahme
temperaturunabhiangiger Werkstoffeigenschaften, was meist nicht der Realitdt entspricht und
zu groflen Fehlern in den vorhergesagten Temperaturen fithren kann [1]. Auch die Annahme
eines zeitlich konstanten Reibwirmestroms gp . wire fiir eine rein analytische Formulierung
erforderlich. Gerade bei den Anstreifvorgdngen in Labyrinthdichtung ist diese Annahme
jedoch nur im stationdren VerschleiBzustand gerechtfertigt, welcher bei sich stindig
dndernden Flachenverhiltnissen oder starken thermischen Ausdehnungen nie erreicht wird.

Die genannten Griinde machen den Einsatz numerischer Methoden fiir die Bestimmung der
Ubertragungsfunktion Gy zwingend erforderlich. Im Rahmen dieser Arbeit soll daher die
Wirmeabfuhr in den Stator und in die Dichtspitze, wie im Wairmewiderstandsschema in
Abbildung 25 angedeutet, iiber jeweils ein unabhdngiges numerisches thermisches Modell
bestimmt werden. Eine numerische Kontaktmodellierung ist hierfiir gemafl Kapitel 4.3.1
nicht erforderlich, was den Rechenaufwand erheblich reduziert. Stattdessen werden die
zeitabhingigen flachenspezifischen Reibwérmeeintrdge in die scheinbaren Kontaktflichen
der Dichtspitze bzw. des Stators

. Ac |

4y, = 7 dRc (89)
A2

. Ac .

44r = 5 dic (90)
A

fiir jeden Zeitschritt analytisch gemiB den Uberlegungen in Abschnitt 4.2, 4.3.1 und 4.3.2
neu bestimmt und dem numerischen thermischen Modell als Randbedingung zweiter
Ordnung aufgeprédgt. Fiir die analytische Berechnung der Reibwérmeeintrige werden die
aktuell vorherrschenden Temperaturen und Kontaktdriicke sowie die dazugehorigen Reib-
und VerschleiBbedingungen beriicksichtigt. Um gleichzeitig auch die Wirmedehnung
bestimmen zu koénnen, muss das numerische Modell fiir die thermischen Verhéltnisse eine
gekoppelte Berechnung der Verschiebungen und Temperaturen ermdéglichen. Im Rahmen
dieser Arbeit wurden sowohl ein Finite-Elemente-Modell in der kommerziellen
Modellierungssoftware Abaqus als auch ein Finite-Differenzen-Modell in der kommerziellen
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Mathematiksoftware Matlab zur Modellierung der thermischen Verhiltnisse implementiert.

4.4  Beschreibung des Verschleilimodells

Die Einlauffahigkeit und somit das Verschleilverhalten zdhlen wie in Abschnitt 2.1.2
erlautert zu den wichtigsten Auslegungskriterien fiir Einlaufsysteme. Anstreifvorgiinge an
Schaufeln oder Labyrinthdichtungen sind auf Grund der meist sehr hohen Steifigkeiten der
umgebenden Struktur und des damit verbundenen geringen elastischen Verformungs-
vermdgens verschiebungsgesteuert. Wie die experimentellen Untersuchungen in Kapitel 3
gezeigt haben, ist das Anstreifverhalten bei verschiebungsgesteuerten Anstreifvorgingen
primdr durch das VerschleiBverhalten des Einlaufsystems bestimmt. Weiterhin haben die
Anstreifversuche in Kapitel 3 verdeutlicht, dass sich der Verschleil vor allem aus abrasivem
Materialabtrag und starken plastischen Verformungen der Reibpartner zusammensetzt.
Andere VerschleiBmechanismen, wie zum Beispiel diffusionsbasierter Verschleil oder
Oxidationsverschlei3, laufen zeitlich zu langsam ab, so dass sie beim Anstreifen in
Turbomaschinen eine untergeordnete Rolle spielen.

Fir die erfolgreiche Modellierung der verschiebungsgesteuerten Anstreifvorgidnge in
Turbomaschinen ist die realititsgetreue Abbildung des VerschleiBverhaltens eine
grundlegende Voraussetzung. Sowohl der Verschleil im Einlaufbelag als auch auf der
rotierenden Komponente miissen richtig vorhergesagt werden. Nur so ldsst sich das
Einlaufverhalten des betrachteten Systems erfolgreich bewerten und optimieren. Aus Sicht
der Kontaktmechanik entspricht Verschleil in der Lagrange’schen Betrachtungsweise einem
spannungsfreien Verschiebungsvektor U, eines Materialpunkts Xp der Kontaktflichen-
menge () senkrecht zur Oberfldche mit Normalenvektor N_. (vgl. auch Abschnitt 4.2) [178]:

U,(Xp,t) - N.(Xp) = =AY, . (Xp, t) = —w(Xp,t), firXp € 91)

Dabei entspricht der skalare Parameter w der Verschleitiefe am Materialpunkt mit
Ortskoordinate Xp senkrecht zur Oberfliche. Aus der Verschleifltiefe w ldsst sich durch
Integration iliber die Zeit t und die Kontaktflichenmenge (2. das Volumen V}, bzw. die
Masse an verschlissenem Werkstoff my,, bestimmen:

Vw(® = [_, Jo,wXp, ) - dA, - dr, firXp € Q¢ (92)

my (0) = [ [, pPXp, D) - w(Xp,7) - dA, - d, fiir Xp € Q¢ (93)

Dabei ist p(Xp,7) die Dichte des Werkstoffs an der aktuell betrachteten Position Xp zum
Zeitpunkt 7. Der Term dA. beschreibt die in Kontakt stehende infinitesimale Fliche am
betrachteten Punkt Xp. Die Verschleifitiefe w wird im Wesentlichen bestimmt durch die
skalare zeitliche Verschleirate W des jeweiligen Korpers, welche wiederum eine Funktion
der konstitutiven Verschleilgleichungen und somit der lokalen Kontaktbedingungen, der
lokalen Temperatur und der lokalen Werkstoffeigenschaften ist. Die skalare Verschleifirate
ist damit meist zeitabhéngig und in der Lagrange‘schen Betrachtungsweise wie folgt definiert
[178]:

w(Xp,t) = —U,(Xp,t) - No(Xp), fiir Xp € 0 (94)

Mit der zeitlichen Ableitung des spannungsfreien Verschiebungsvektors:
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au,, (Xp, t)
—a (95)

Xp=konst

UW(XP' t) =

Die skalare Verschleifitiefe im Zeitintervall (0, t) ergibt sich fiir die Honigwabenstruktur (S)
und die Dichtspitze (D) am Kontaktpunkt Xp zu:

w(Xp,t) = [ WS (Xp, 1) - dr, fiir Xp € 0F (96)
wP (Xp,t) = [ WP (Xp, ) - dr, fiir Xp € 02 (97)

Beim Verschleilproblem handelt es sich um ein Anfangsrandwertproblem, dessen Losung
abhéngig vom zeitlichen Verlauf der Belastung und den damit verkniipften Kontakt- und
Randbedingungen ist. Zur Losung des Anfangsrandwertproblems bietet sich vor allem der
explizite, vorwirts gerichtete Euler-Losungsansatz an. Ausgehend von einer Anfangs-
geometrie wird der Verschleil demnach inkrementell berechnet und die Geometrie
entsprechend aktualisiert. Fiir die neue Geometrie wird das Kontaktproblem erneut geldst,
um die aktuelle Verschleifirate als Funktion der angepassten Kontaktbedingungen bestimmen
zu konnen.

Ahnlich dem in Abschnitt 4.2 beschriebenen Kontaktmodell ist in diesem Fall auch fiir die
Modellierung des Verschleies pro Kontaktfliche eine eindimensionale Betrachtung
ausreichend. Dementsprechend geniigt pro Reibpartner und Kontaktfliche die Bestimmung
einer reprisentativen ortsunabhiangigen Verschleiirate w(t). Fiir die Beriicksichtigung von
Verschleil bei der Modellierung von Anstreifvorgdngen muss die VerschleiBrate w als
Funktion der Kontaktbedingungen, Reibtemperaturen und Werkstoffeigenschaften an der
jeweiligen Kontaktfliche definiert werden.

Die Entwicklung solcher zuverldssigen VerschleiBmodelle wird unter anderem durch eine
Verdnderung der Topographie, der Oberflichentemperaturen und der realen Kontaktfliche im
Laufe des Anstreifvorgangs erschwert [95]. Weitere erschwerende Effekte umfassen
Oberflidchenschidigungen, Ansammlungen von Verschleipartikeln in der Kontaktzone oder
Materialfragmentierungen. Bis heute konnten dementsprechend keine allgemeingiiltigen
VerschleiBmodelle entwickelt werden, welche eine zuverldssige VerschleiBvorhersage fiir
beliebige Betriebsbedingungen ermoglichen [95]. Der Einsatz von VerschleiBmodellen
erfordert bisher stets die Definition empirischer Konstanten, welche durch geeignete
experimentelle Versuche bestimmt oder geschitzt werden miissen [95]. In den folgenden
zwei Abschnitten werden Verschleilgesetze fiir den materialabtragenden Verschleif3
(Abschnitt 4.4.1) und plastischen Verformungsverschleil (Abschnitt 4.4.2) definiert und
diskutiert. Dabei werden verfiigbare Ansédtze aus der Literatur soweit mdglich beriicksichtigt.

4.4.1 Materialabtragender Verschleil®

Wie aus der Literaturrecherche (Kapitel 2) und den Anstreifversuchen (Kapitel 3) hervorgeht,
spielt der materialabtragende Verschleil bei der Modellierung von Anstreifvorgéngen in
Turbomaschinen eine entscheidende Rolle. Er kann sowohl durch abrasive Verschleif3-
mechanismen als auch durch einen adhisiven Materialiibertrag zwischen den Reibpartnern
verursacht werden.

Bei der Modellierung von materialabtragendem Verschleill wird in der Literatur hdufig auf
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das statistisch basierte VerschleiBgesetz von Archard zuriickgegriffen, welches um die
Exponenten el, e2 und e3 erweitert wurde [6]. Es basiert auf der Uberlegung, dass sich der
global beobachtete, makroskopische Verschleil aus der Summe der lokal wirkenden,
mikroskopischen VerschleiBmechanismen an den realen Kontaktstellen ergibt. Je grofBer die
Anzahl der realen Kontaktstellen und je ldnger diese am Reibvorgang beteiligt sind, desto
hoher ist die Wahrscheinlichkeit, dass lokal Material entfernt wird. Dementsprechend ist das
abgetragene Verschleilvolumen 1V, , sowohl proportional zur Anzahl der realen
Kontaktpunkte als auch zum zuriickgelegten Gleitweg s;. Die Anzahl der realen
mikroskopischen Kontaktpunkte ist wiederum proportional zur im Reibkontakt wirkenden
Normalkraft F, sowie umgekehrt proportional zur Hiarte H der weicheren Oberfldche. Das
Archard-Verschlei3gesetz ergibt sich allgemein zu [6]:

e3
Vi = by (F (502 () %)
Dabei ist ki, eine Proportionalitdtskonstante. Die nachtriglich eingefiihrten Exponenten el,
e2 und e3 dienen der Berlicksichtigung von nichtlinearen Effekten. Gerade bei starkem
Verschleifl und sehr hohen Reibtemperaturen, wie sie beim Anstreifen von Einlaufsystemen
zu erwarten sind, ist die Oberflaichenhdrte nur sehr schwer vorhersagbar und somit kein
reprasentatives Mal3 flir die Steifigkeit der Kontaktflichen. Stattdessen soll an dieser Stelle
der eher bekannte temperaturabhéngige Elastizititsmodul E als MaR fiir die Steifigkeit der
Oberfliche verwendet werden, wodurch sich die Einheit des Verschleiflkoeffizienten dndert.

Fiir die Anwendung dieses Verschleillgesetzes zur Modellierung von Anstreifvorgidngen in
Turbomaschinen muss beriicksichtigt werden, dass der Reibkontakt, wie in Abschnitt 4.3.2
diskutiert, in vielen Féllen nicht kontinuierlich iiber eine Rotorumdrehung erfolgt, sondern
wie bei den Anstreifversuchen im Priifstand (vgl. Kapitel 3) nur iiber ein Umfangssegment
@ec der Dichtspitze wirksam ist. Wird vereinfachend angenommen, dass wéhrend dem
tatsdchlichen Kontakt im Umfangssegment ¢, die homogene mittlere Kontaktkraft F. wirkt,
so ergibt sich das folgende VerschleiBvolumen wihrend des Reibkontakts:

2 1 e3
Voo = ki )" (500)™ (5) &)
Der zuriickgelegte Reibweg s;, wihrend des Kontakts der Zeitdauer t, pro Rotor-
umdrehung betragt:

SGp = VR lyp = Pec"Tp (100)

Darin entspricht v, der Reibgeschwindigkeit und 7, dem Radius der Kontaktstelle. Weiterhin
lasst sich das VerschleiBvolumen in eine Verschleifitiefe w, , senkrecht zur Kontaktfliche
umrechnen. Somit ergibt sich insgesamt fiir die abgetragene Verschleifitiefe pro
Rotorumdrehung:

e3

Vw.a, _ 1
Wap = —Azw = ki - @) - (A7 (9er)®? - ()% - (E) (101)

Um den Rechenaufwand moglichst gering zu halten, bietet es sich wie in Abschnitt 4.1
beschrieben an, die zeitgemittelte Verschleiltiefe
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_ t
Wqg = Wge* N = Wa,e * E (102)

zu definieren, wobei N die Anzahl der Rotorumdrehungen und t; die Umlaufdauer einer
Rotorumdrehung ist. Werden alle weiteren Grofen iiber die betrachtete Zeitdauer als zeitlich
konstant angenommen, so ergibt sich die mittlere materialabtragende Verschleifirate zu:

_ dw 1\% 1
W = =k - (0 (A (0o 1)+ (3) (103)
dt E] ty
und mit
2 "I TD
ty="——" (104)
R
ergibt sich schlieBlich:
o ~ (p e2 ~ 1 e3
o = kP " (A7 () @) () e (109)

Wird der tatsichlich in der Kontaktfliche wirkende Anpressdruck p. als Funktion eines iiber
die Rotorumdrehung zeitgemittelten Anpressdrucks p. ausgedriickt, dndert sich die
Gleichung wie folgt:

2T 06
bc Doc bc (106)

— Pec e2—el 1 e3
W, = ﬁ/b . (m)el . (Ac)el—l . (ﬂ) . (2 ST - rD)eZ—l . (E) “ Vg (107)

Gemadl Gleichung (107) hangt die mittlere abrasive Verschleifirate vor allem vom mittleren
Kontaktdruck p., dem temperaturabhingigen Elastizititsmodul E und der Reib-
geschwindigkeit vy ab. Je hoher Anpressdruck und Reibgeschwindigkeit ausfallen, desto
hohere abrasive Verschleifliraten ergeben sich. Die kinematischen Kontaktbedingungen in
Form der Grofe des Anstreifsegments ¢,. spielen hingegen eine untergeordnete Rolle,
vorausgesetzt die Exponenten el und e2 liegen in einer dhnlichen Groenordnung. Betragen
alle drei Exponenten eins (el = e2 = e3 = 1), so vereinfacht sich das abrasive Verschleil3-
gesetz zu:

_ 1
Wa = ki *Pc %" R (108)

Im Gegensatz zur materialabtragenden VerschleiBrate Wwgy, die in Kapitel 3 aus dem
gemessenen Gewichtsverlust abgeleitet wurde (vgl. Abschnitt 3.4.4), bezeichnet der
Parameter W, die Schiitzung der mittleren abrasiven VerschleiBrate mit Hilfe des
Verschleifligesetzes von Archard.

Der abrasive Verschleikoeffizient k3P lisst sich theoretisch nicht zuverlissig vorhersagen,
da hierfiir genaue Kenntnisse der auf mikroskopischer Skala vorherrschenden Bedingungen
sowie der wirkenden Reib- und VerschleiBmechanismen vorhanden sein miissten. Stattdessen
erfolgt die Bestimmung, wie spéter in Kapitel 5.1.4 erldutert, mit Hilfe der experimentellen
Versuchsdaten.
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442 Plastischer Verschleild

Die Modellierung von plastischen Verformungen erfordert die Definition einer FlieBgrenze
und konstitutiver Gleichungen, um die Gréf8e und Richtung der plastischen Verformung zu
bestimmen. Wird die plastische Verformung in einem Finite-Elemente-Modell
beriicksichtigt, ergeben sich stark nichtlineare Gleichungssysteme, deren iterative Ldosung
sehr rechenintensiv ist. Um den Rechenaufwand zu minimieren, soll fiir den zu
entwickelnden Modellierungsansatz der plastische Verformungsverschleil durch ein
einfaches Ersatzmodell abgebildet werden. Im Gegensatz zum Gesetz von Archard wurden in
der Literatur bisher keine Korrelationen zur Vorhersage von plastischem Verschlei3
vorgeschlagen. Das hingt unter anderem damit zusammen, dass der plastische Verschlei3 in
herkdmmlichen tribologischen Systemen im Vergleich zum materialabtragenden Verschleil3
nur eine untergeordnete Rolle spielt. Aus diesem Grund muss fiir diese Arbeit ein
physikalisch basiertes Ersatzmodell entwickelt werden, welches die Einfliisse der wichtigen
Parameter Kontaktdruck, Reibtemperatur und Dehngrenze des Werkstoffs realistisch
abbildet.

Die Entwicklung eines solchen physikalischen plastischen VerschleiBmodells erfolgt in
Analogie zur Betrachtung des plastischen Verformungsverhaltens eines einfachen
eindimensionalen Druckstabs, welcher verschiebungsgesteuert instantan komprimiert wird.
Eine ausfiihrliche Herleitung bietet Kapitel 8.10 im Anhang dieser Arbeit. Fiir die plastische
Verschleiftiefe wy,;, welche senkrecht zur betrachteten Kontaktflache definiert ist, ergibt sich
der folgende zeitabhingige Zusammenhang:

0 fur pe < ¢pi* Rpo2

= R -t

Cc

Dabei entspricht der Parameter s, der aktuellen realen Uberdeckung zwischen beiden
Reibpartnern (vgl. Abschnitt 4.2). Der Faktor ¢, ermdglicht die Beriicksichtigung von
Skaleneffekten, um die groferen auf mikroskopischer Ebene wirkenden Spannungen im
makroskopischen Modell zu bertcksichtigen. Der Parameter t.,; ist eine temperatur-
abhingige Zeitkonstante, welche die Geschwindigkeit der plastischen Verformung
beschreibt. Ist der resultierende Kontaktdruck p. kleiner als die effektive FlieBgrenze
Cpi " Rpoz tritt kein plastischer Verschleil auf. Gleichung (109) verdeutlicht, dass der
plastische Verschleil mit zunehmender realer Uberdeckung s,- bei gleichem Kontaktdruck p,
ansteigt. Folglich erhoht er sich auch bei abnehmender druckspezifischer Struktursteifigkeit
(vgl. Kapitel 8.10 im Anhang).

Ahnlich zum materialabtragenden Verschlei muss auch hier beriicksichtigt werden, dass der
Reibkontakt hdufig nur iiber ein Umfangssegment ¢,. wirksam ist (vgl. Abschnitt 4.4.2).
Wihrend des Kontakts iiber dieses Umfangssegment ergibt sich der folgende Verschleif3:

0 fu7” DPc < Cpl : RpOZ

= R _Pec’D
el (1 ~ Cpi ';_02> "Sre <1 —e tc'pl'vR> fur pe > cpi Rpoz (110)

c

Darin entspricht vy der Reibgeschwindigkeit und 1, dem Radius der Kontaktstelle. Die
zeitgemittelte plastische Verschleifitiefe ergibt sich in diesem Fall zu:
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_ t
Wpip = Wpip "N = Wpie 't (111)
Die resultierende mittlere plastische VerschleiBrate ist wie folgt definiert:
0 fur p. < Cpt* RpOZ
Wy = Rpo2\ Sre " Vr —LectD ) 112
o (1_%1. ;c)'zr-(jr-rD(l_etaplvR fur pe > cp* Ryoz (1)

Der Einfluss der Temperatur kann {iber die Temperaturabhéngigkeit der Dehngrenze und der
werkstoffabhidngigen Verformungsgeschwindigkeit t.,,; berticksichtigt werden. Letztere ldsst
sich tiber entsprechende Werkstofftests direkt bestimmen oder muss, genauso wie der
Koeffizient ¢p;, durch Abgleich der Simulationsergebnisse mit Anstreifversuchen angepasst
werden.

4.5 Modellimplementierung

Die in den vorherigen Abschnitten definierten Modelle fiir die verschiedenen Teilsysteme des
tribologischen Einlaufsystems miissen zu einem Gesamtmodell verkniipft werden. Die
Zustandsparameter des tribologischen Systems, wie zum Beispiel die Reibtemperaturen,
Kontaktdriicke und der Verschleil sowie die Geometrien der Reibpartner, dndern sich im
Laufe des Anstreifvorgangs. Entsprechend ist die Simulation des tribologischen Systems wie
in Abbildung 30 dargestellt zwangsldufig ein iterativer Prozess, der den regelméfBigen
Datenaustausch zwischen den Teilmodellen erfordert. Die zeitliche Diskretisierung zur
Losung des Anfangsrandwertproblems erfolgt mit dem expliziten Euler-Verfahren. Zu
Beginn eines Zeitinkrements werden die Komponenten der Steifigkeitsmatrix ermittelt.
AnschlieBend erfolgt die Berechnung der Temperaturdnderungen und der dazugehorigen
thermischen Ausdehnungen {iber das aktuelle Zeitinkrement. Grundlage hierfiir sind die zu
Beginn des Zeitschritts vorliegenden Reibwirmestrome, die sich aus der realen Uberdeckung
und den dazugehorigen Kontaktdriicken ergeben und iiber das aktuelle Zeitinkrement als
konstant angenommen werden. Mit Kenntnis der Temperaturen am Ende des Zeitinkrements
erfolgt nachtrédglich die Berechnung des resultierenden Gesamtverschleifes, der sich iiber die
Dauer des Zeitinkrements ergeben hat. Grundlage fiir die VerschleiBberechnung sind die als
zeitlich konstant angenommenen Steifigkeiten, Kontaktdriicke und Temperaturen. Mit Hilfe
der zeitabhiingigen theoretischen Uberdeckung, des GesamtverschleiBes und der zuvor
berechneten thermischen Ausdehnungen lassen sich abschlieBend die neue reale
Uberdeckung sowie die daraus resultierenden Kontaktdriicke und freigesetzten Reib-
wirmestrome fiir den nichsten Zeitschritt bestimmen. Ein noch ausfiihrlicheres Ablauf-
schema mit Angabe der jeweils berechneten GroB3en befindet sich in Kapitel 8.11 im Anhang
dieser Arbeit.

Die Kombination der verschiedenen Teilmodelle verdeutlicht, warum das Verhalten von
tribologischen Einlaufsystemen so komplex ist. Neben der Vielzahl von EinflussgroBen
deuten die Teilmodelle auch auf Wechselwirkungen zwischen den Einflussfaktoren hin. Um
den Rechenaufwand dennoch so gering wie moglich zu halten, werden die beschriebenen
Teilmodelle mit Hilfe von entsprechenden Skripten analytisch berechnet und miteinander
kombiniert. Lediglich fiir die Bestimmung der Komponenten der Steifigkeitsmatrix des
Kontaktmodells (vgl. Abschnitt 4.2), der Ubertragungsfunktion zur Berechnung der
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Abbildung 30: Ablaufschema des entwickelten Modellierungsansatzes mit einem
expliziten Zeitschrittverfahren und Zeitskalentrennung

A A

Wiérmeabfuhr aus der Kontaktzone und der Temperatur der scheinbaren Kontaktflache (vgl.
Abschnitt 4.3.6) sowie den damit verkniipften thermischen Ausdehnungen sind numerische
Modelle unerldsslich. Nur mit solchen numerischen Modellen lassen sich in diesen Féllen die
dreidimensionalen Geometrien, temperaturabhingigen Werkstoffeigenschaften und alle
thermischen Randbedingungen realititsnah beriicksichtigen. In Abbildung 30 sind die
numerischen Modelle jeweils durch einen gestrichelten Rahmen gekennzeichnet.
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Zur Beschleunigung der Rechnung bietet sich eine Zeitskalentrennung an [74]. Die Anderung
der Komponenten der Steifigkeitsmatrix verlduft im Vergleich zu den Kontaktphdnomenen
und VerschleiBvorgdngen zeitlich trige, so dass sie nicht in jedem Zeitschritt neu berechnet
werden miissen. Gleiches gilt fiir die vergleichsweise zeitlich tragen thermischen Effekte.
Gerade fiir diese rechenintensiveren numerischen Modelle lassen sich durch eine Zeit-
skalentrennung, wie in Abbildung 30 und Abbildung 31 dargestellt, deutliche Zeitersparnisse
erzielen. Die Bestimmung der Steifigkeiten fiir die aktuell vorliegenden Geometrien und
Temperaturen erfolgt mit der ZeitschrittgroBBe At;, wobei j der Inkrementnummer entspricht.
Die Bestimmung der Reibtemperaturen erfolgt mit einer um einen Faktor N; feineren
zeitlichen Auflosung At,. Innerhalb der Temperaturschleife werden die zu Beginn der
Steifigkeitsschleife bestimmten Steifigkeitskomponenten als zeitlich konstant angenommen.
Eine Vorhersage der grobskaligen Steifigkeitsentwicklung ohne Kenntnis der feinskaligeren
Temperaturentwicklung fiir den nachfolgenden Zeitschritt der Steifigkeitsschleife ist nicht
moglich. Am Ende eines jeden Temperaturinkrements n wird wie beschrieben nachtriaglich
der resultierende Verschleil berechnet. Die Verschleilberechnung erfolgt in mehreren, um
einen Faktor N, kleineren Zeitschritten At,. Die in der Verschleiflschleife bendtigten
Temperaturen und thermischen Ausdehnungen werden jeweils durch lineare Interpolation der
vorab berechneten grobskaligeren Stiitzpunkte aus der Temperaturschleife ermittelt. (vgl.
Abbildung 31).

v

Abbildung 31: Qualitative Darstellung der Zeitskalentrennung und der linearen
Interpolation fiir die Berechnung der Steifigkeiten &k, Temperaturen T
und des Verschleies w

In einem néichsten Schritt ist durch einen Vergleich der Simulationsergebnisse mit geeigneten
experimentellen Daten zu priifen, ob die dem Modellierungsansatz zugrunde liegenden
Teilmodelle und Annahmen ausreichen, um das Anstreifverhalten der Einlaufsysteme
zuverldssig zu beschreiben. Die Bestimmung der geeigneten Zeitinkrementgrofen ist, wie in
Kapitel 5.2.1 gezeigt, nur im Rahmen einer Konvergenzstudie mdglich. Fiir alle nachfolgend
durchgefiihrten Simulationen wird ausschlieBlich das in Matlab implementierte Modell fiir
die Vorhersage des Anstreifverhaltens zwischen einer einzelnen Dichtspitze und einem
rechteckigen Metallblech verwendet.



3 Modellvalidierung

Der im vorherigen Kapitel 4 entwickelte Modellierungsansatz und die zugrundeliegenden
Annahmen und Teilmodelle werden in diesem Kapitel validiert. Als Validierungsdaten
dienen die Anstreifversuche mit parallel zur Dichtspitze orientiertem Metallblech, deren
ausfithrliche Beschreibung und Diskussion in Kapitel 3 erfolgte. Fiir die Validierung ist
zundchst die Definition aller fiir das Modell bendtigten Parameter erforderlich (Abschnitt
5.1). Dies umfasst neben der Geometrie und den Randbedingungen auch die Bestimmung der
tribologischen Parameter fiir Reibkontakt und Verschleil, welche teilweise mit Hilfe
analytischer Ersatzmodelle ermittelt werden miissen.

Im zweiten Teil dieses Kapitels erfolgt der Vergleich der Ergebnisse aus den
Anstreifversuchen und Simulationen. Zunéchst wird der Einfluss der ortlichen und zeitlichen
Diskretisierung am Beispiel von Anstreifszenario S3 untersucht (Abschnitt 5.2.1).
Anschlielend erfolgt die Validierung aller fiinf Anstreifszenarien durch Betrachtung der iiber
die Anstreifdauer gemittelten Kontaktdriicke, Verschlei3verhdltnisse und Reibtemperaturen
(Abschnitt 5.2.2). Der vorletzte Abschnitt 5.3 dieses Kapitels umfasst eine Diskussion des
Einflusses ausgewdihlter Systemparameter, welche im Experiment nicht direkt messbar und
somit nur iiber Simulationen zuginglich sind. Das Kapitel schlieft mit einem Fazit in
Abschnitt 5.4.

5.1 Bestimmung der Modellparameter

Fiir die Simulation des Anstreifvorgangs zwischen der einzelnen Labyrinthdichtspitze und
dem Metallblech ist die Definition von insgesamt iiber 40 Modellparametern erforderlich.
Hierzu zihlen sowohl die Geometrie und Randbedingungen (Abschnitt 5.1.1) als auch die
Anstreifbedingungen. Gleiches gilt fiir die Temperaturerh6hungsfaktoren, welche sich in
Folge des ungleichmifBigen Reibkontakts {iber eine Rotorumdrehung und der sich relativ zum
Reibpartner bewegenden Wérmequelle ergeben (Abschnitt 5.1.2). Weiterhin ist eine
moglichst realititsgetreue Definition der tribologischen Modellparameter (Abschnitt 5.1.3)
sowie der Koeffizienten der VerschleiBmodelle (Abschnitt 5.1.4) unerldsslich. Der letzte
Abschnitt 5.1.5 widmet sich der Vorhersage der Blitztemperaturen sowie der im Pyrometer
gemessenen Dichtspitzentemperaturen.

5.1.1 Modellgeometrie & Randbedingungen

Abbildung 32 enthilt einen Schnitt durch die Symmetrieebene des Reibkontakts in
Tangentialrichtung ¢ und verdeutlicht die im Simulationsmodell beriicksichtigten
Geometrieverhéltnisse und Randbedingungen. Die ebene Blechgeometrie entspricht den
nominellen Abmafen mit 20 mm Hohe und 12 mm Lénge sowie Blechdicken B von 0,4 mm
bzw. 0,6 mm. Die Breite By der rotationssymmetrischen Dichtspitze mit rechteckigem
Querschnitt wird mit 0,8 mm angenommen, um dem Effekt der Dichtspitzenaufweitung
gerecht zu werden (vgl. Abschnitt 3.2.1). AuBlerdem ist die Dichtspitze 4 mm hoch, wobei
der duflere Spitzenradius 75 210 mm betrdgt. Der Einfluss der dreidimensionalen Geometrie-
dnderung des Blechs durch pilzartige plastische Verformungen wéhrend des Anstreif-
vorgangs muss im Modell zur Verkiirzung der Rechendauer vernachlidssigt werden.
Stattdessen wird der plastische Verschlei3 gemi3 Abschnitt 4.4.2 rein eindimensional durch
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die VerschleiBhohe wy,; senkrecht zur Kontaktfldche berticksichtigt.

Um das Rechengebiet so klein wie moglich zu halten, werden die Blechhalterung und der
Labyrinthtrager des Rotors nicht mitmodelliert. Die Beriicksichtigung ihrer Wirkung erfolgt
stattdessen durch entsprechende thermische und mechanische Randbedingungen. Der Ful3 der
Labyrinthdichtspitze wird wihrend des Anstreifvorgangs vereinfachend als mechanisch fest
eingespannt mit konstant bleibender Ausgangstemperatur T, = 20 °C simuliert. Diese Rand-
bedingungen reprédsentieren den deutlich steiferen und massiveren Labyrinthspitzentriger,
welcher vom Anstreifvorgang thermisch und mechanisch kaum beeinflusst wird.

Die Blechhalterung fixiert das Metallblech und verkiirzt somit seine frei verformbare Héhe,
welche sich auf dessen Steifigkeit und thermische Ausdehnung in Folge der Reib-
temperaturerhdhung auswirkt. Auflerdem beeinflusst die Blechhalterung die konvektive
Kiihlung durch die vom Rotor stark verdrallte Luft, welche das Metallblech auf Hohe der
Blechhalterung nicht umstromen kann. Die konvektive Kiihlung durch die umgebende Luft
wird daher nur lber die freie Blechlinge von 8 mm beriicksichtigt, wobei der Wéarme-
iibergangskoeffizient hj iiber die horizontale Blechlinge L als konstant angenommen wird
und mit zunehmendem vertikalen Abstand x von der Kontaktstelle geméfl der sinkenden
Luftgeschwindigkeit abféllt. Durch Vergleich mit den Blechtemperaturen, welche wahrend
der Anstreifversuche mit der Thermokamera gemessen wurden, konnen die konvektiven
Wirmelibergangskoeffizienten iterativ bestimmt werden.
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Abbildung 32: Schematische Darstellung des Mittelschnitts der Modellgeometrie (alle
Langenmafle in [mm])

Fir die Dichtspitze mit anndhernd konstanter Oberflichengeschwindigkeit werden an den
Seitenflanken vereinfachend zeitlich und oOrtlich konstante konvektive Wéarmeiibergangs-
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koeffizienten h? angenommen. Der konvektive Wirmeiibergang an der radialen Stirnseite
der Dichtspitzen ist gegeniiber den sehr hohen Reibwidrmeeintrigen vernachlissigbar klein.
Die konvektiven Wirmelibergangskoeffizienten hédngen anndhernd linear von der
Luftgeschwindigkeit und somit der Rotordrehzahl ab. Dementsprechend werden fiir die
Anstreifszenarien S1 und S4 sowie fiir S2 und S5 jeweils identische Wiarmeiibergangs-
koeffizienten angenommen. Neben der konvektiven Wéarmeabfuhr beriicksichtigt das Modell
auch die durch Infrarotstrahlung dissipierte Warme an den Seitenflanken des Metallblechs
und der Dichtspitze.

Die Steifigkeit der umgebenden Struktur wird durch eine druckspezifische Ersatzsteifigkeit
abgebildet, welche vor allem von der Steifigkeit des vergleichsweise weichen Kraftsensors
bestimmt wird. Diese betrdagt 350 MPa/mm fiir die 0,4 mm dicken Bleche und 230 MPa/mm
fur die 0,6 mm dicken Bleche.

Neben der realititsgetreuen Abbildung der Geometrie und Randbedingungen miissen vor
allem die Werkstoffeigenschaften von Metallblech und Dichtspitze realitidtsnah bestimmt
werden. Hierzu zéhlen die Warmeleitfahigkeit, die spezifische Warmekapazitét, die Dichte,
der Elastizititsmodul, der Temperaturausdehnungskoeffizient und die FlieBgrenze. In Folge
der hohen Reibtemperaturen ist eine temperaturabhidngige Definition der Werkstoff-
eigenschaften unerldsslich. Die nachfolgenden Simulationen beruhen alle auf den in
Abschnitt 3.3.2 beschriebenen Werkstoffeigenschaften.

Die Simulation des Anstreifvorgangs erfordert sowohl die Modellierung der transienten
Temperaturentwicklung in der Dichtspitze als auch im Metallblech. Wie in Kapitel 4.5
erldutert, ist dies auf Grund der vorliegenden Randbedingungen und Geometrien nur iiber ein
numerisches Modell fiir die Dichtspitze und fiir das Metallblech sinnvoll. Fiir die Berechnung
der iiber eine Rotorumdrehung zeitgemittelten Dichtspitzentemperatur ’I_‘fAz in der
scheinbaren Anstreiffliche A, ist ein achsensymmetrisches Modell ausreichend, da die
kinematischen Eingriffsbedingungen, wie im néchsten Unterkapitel beschrieben, {iber den
Temperaturerhdhungsfaktor fxr ,, beriicksichtigt werden. Fiir eine weitere Reduktion des
Rechenaufwands wird die Wiarmeleitung in axiale z-Richtung, also quer zur Dichtspitze,
vernachlissigt, so dass eine eindimensionale Ortliche Diskretisierung ausreichend ist. Aus
dhnlichen Uberlegungen erfolgt auch die Berechnung der mittleren makroskopischen
Temperatur T; ', des Metallblechs rein eindimensional. Neben den mittleren Temperaturen der
scheinbaren Anstreifflichen ermoglichen die beiden numerischen Modelle auch die
Bestimmung der Komponenten k der Steifigkeitsmatrix sowie der thermischen Ausdehnung
Ay, . beider Reibpartner senkrecht zur Kontaktfliche. Eine numerische Modellierung des
Kontakts ist wie in Kapitel 4.2 erldutert bei bekannter Steifigkeitsmatrix nicht notwendig.
Eine Verfeinerung des Rechennetzes mit zunehmender Nidhe zur Kontaktflaiche ermdoglicht
eine weitere Reduktion des Rechenaufwands. Die Untersuchung des Einflusses der
Diskretisierung auf die Simulationsergebnisse ist Bestandteil von Kapitel 5.2.1.

5.1.2 Anstreifbedingungen

Zur Modellvalidierung werden dieselben fiinf Anstreifszenarien bei identischen Anstreif-
bedingungen simuliert wie bei den experimentellen Untersuchungen aus Kapitel 3. Fiir die
Zustellung des Blechs wird jeweils eine konstante Zustellrate $;; von 0,024 mm/s,
0,254 mm/s und 0,65 mm/s angenommen. Ohne Verschleil und Wéarmeausdehnung der
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Reibpartner wiirde diese konstante Zustellung zu einer theoretischen Uberdeckung s,
zwischen Metallblech und Dichtspitze flihren:

Sen(t) = Sep - t (113)

Die Linge des Anstreifvorgangs ergibt sich aus der angestrebten finalen Zustelltiefe s,
welche wie im Anstreifversuch zwischen 0,5mm, 1 mm und 1,5 mm variiert. Die
Reibgeschwindigkeit vy wird je nach Anstreifszenario identisch zu den Anstreifversuchen
mit 55m/s, 110 m/s und 165 m/s definiert.

Die GroBle des Umfangssegments ¢,., Uiber welches pro Rotorumdrehung der tatséchliche
Reibkontakt stattfindet, ldsst sich kaum mit theoretischen Ansdtzen berechnen. Sie hidngt
neben der Unrundheit des Rotors von den resultierenden Schwingungen am Priifstand ab. Bei
den im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Anstreifversuchen konnte der Parameter ¢,
nicht exakt bestimmt werden (vgl. Abschnitt 3.4.3). Fiir die nachfolgenden Simulationen
wird gemidB3 den Beobachtungen in Kapitel 8.7 im Anhang dieser Arbeit fiir alle
Anstreifszenarien angenommen, dass pro Rotorumdrehung nur 15 % des Umfangs der Dicht-
spitze am Anstreifvorgang beteiligt sind.

In Folge des ungleichférmigen Reibkontakts iiber die Rotorumdrehung ergibt sich ein zeitlich
periodischer Reibwérmeeintrag in das Metallblech und in die Dichtspitze, deren Wirkung im
Modellierungsansatz iiber den thermischen Widerstand R;,, bzw. den Temperaturerh6hungs-
faktor f; beriicksichtigt wird (vgl. Abschnitt 4.3.2). Letzterer Parameter entspricht gemal
der Definition in Abschnitt 4.3.2 der relativen Temperaturdifferenz zwischen den mittleren
makroskopischen Temperaturen in der tatsdchlichen aktuellen Kontaktfliche A, und den
Temperaturen, welche sich fiir einen zeitunabhédngigen effektiven Reibwérmestrom ergeben.
Im Gegensatz zum Metallblech, bei welchem der mittlere Reibwidrmeeintrag nur zeitlich
schwankt bei konstantem Ort, bewegt er sich bei der Dichtspitze mit der
Reibgeschwindigkeit vy iiber die scheinbare Kontaktfliche AL, . Fiir beide Fille lisst sich der
Temperaturerhohungsfaktor f; unter vereinfachenden Annahmen a priori analytisch
abschétzen. Fiir eine ausfiihrliche Betrachtung wird auf die Kapitel 8.12 bis 8.14 im Anhang
verwiesen. Im Folgenden werden lediglich die wichtigsten Ergebnisse dieser analytischen
Abschitzung diskutiert.

Der iiber die gesamte maximale Zustelltiefe von 1,5 mm zeitlich und {iber die gesamte
makroskopische Anstreiffliche A, ortlich gemittelte Temperaturerhohungsfaktor fiir das
Metallblech fA*—m ist in Abbildung 33a fiir die Priifstandsbedingungen als Funktion der Grof3e
des Umfangssegments ¢,. abgebildet. Der Temperaturerh6hungsfaktor steigt mit
abnehmender Segmentgrofle an, wobei der Anstieg der Kurven fiir alle Anstreifszenarien
unterschiedlich groB ausfillt. Je hoher die Rotationsgeschwindigkeit und je niedriger die
Zustellrate, desto ldngere Anstreifdauern und geringere Temperaturerhbhungsfaktoren
ergeben sich fiir das Metallblech. Streift das Blech gleichformig {iber eine gesamte
Rotorumdrehung an (@,../2m = 100 %), so wird der Temperaturerhohungsfaktor
erwartungsgemdll zu null. Die scharfe Steigung der Kurven in Abbildung 33a bei niedrigen
Grofen des Segmentwinkels lassen auf eine hohe Unsicherheit beziiglich der exakten
Bestimmung dieses Faktors schlie3en.
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Abbildung 33: Mittlere Temperaturerh6hungsfaktoren am Blech als Funktion der
Segmentgrofle  (links, flir konstant angenommene Werkstoff-
eigenschaften des Blechs bei 800°C) sowie an der Dichtspitze als
Funktion der Peclet-Zahl (rechts, fiir konstant angenommene Werkstoff-
eigenschaften der Dichtspitze bei 200°C)

Der ortlich tliber die aktuelle makroskopische Kontaktfliche A, gemittelte Temperatur-
erhohungsfaktor fyr,, fiir die Dichtspitze ist in Abbildung 33b als Funktion der
dimensionslosen Peclet-Zahl Pe und des Verhéltnisses von Blechbreite zu Dichtspitzenbreite
(B/Bp) dargestellt. Fiir groBBere Breitenverhiltnisse fallen die Temperaturerhohungen in der
Kontaktzone gegeniiber den quasistationdren Temperaturen sichtbar geringer aus (vgl.
Abbildung 33b), was auf das groere Flachenverhidltnis von tatsdchlicher zu scheinbarer
Kontaktfliche A./AR, zuriickzufiihren ist. Mit steigender Peclet-Zahl verbringt der
Materialpunkt weniger Zeit in der Reibkontaktzone, so dass die Temperaturerhfhung
geringer ausfallt. Fiir sehr hohe Peclet-Zahlen strebt der Temperaturerhhungsfaktor gegen
den Wert null. Die eingezeichneten Punkte in Abbildung 33b entsprechen jeweils den
mittleren Temperaturerhbhungsfaktoren in der Dichtspitze fiir die Priifstandsbedingungen bei
angenommenen Werkstofftemperaturen in der Kontaktfliche von 200 °C. Selbst bei einer
Reibgeschwindigkeit von 165 m/s liegt der Temperaturerh6hungsfaktor fiir die Priifstands-
bedingungen je nach Blechbreite noch zwischen 0,5 und 1,1 und ist somit nicht
vernachléssigbar. Der Temperaturerhdhungsfaktor fyr 1, welcher geméill Abschnitt 4.3.2 die
kinematischen = Kontaktbedingungen zwischen Honigwabenzelle und Dichtspitze
beriicksichtigt, ist fiir die Anstreifvorginge zwischen der Dichtspitze und dem einzelnen
Metallblech stets null.

5.1.3 Tribologische Modellparameter

Das Anstreifverhalten der FEinlaufsysteme wird wesentlich durch die tribologischen
Modellparameter beeinflusst. Hierzu zéhlen vor allem der dynamische Reibkoeffizient u, der
intrinsische Wiarmeaufteilungskoeffizient ; und der Warmeiibergangskoeftizient hy¢ in der
Kontaktfldche. Allen drei GroBen ist gemeinsam, dass sie sich {iber rein theoretische Ansitze
kaum zuverldssig bestimmen lassen. AuBBerdem sind die letzten beiden Groflen experimentell
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nicht direkt messbar und kénnen nur nachtriglich liber geeignete Modellanséitze und einen
iterativen Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Messdaten quantifiziert werden.

Fir die Simulation der Anstreifversuche werden die experimentell ermittelten Reib-
koeffizienten verwendet, wobei diese fiir jedes Anstreifszenario aus allen dazugehdrigen
Versuchen gemittelt werden (vgl. Kapitel 3.4.1). Die entsprechenden Werte sind in Tabelle 4
zusammengefasst. In der Simulation ist der Reibkoeffizient dementsprechend fiir jedes
Anstreifszenario zeitlich konstant sowie unabhidngig von der Blechdicke und finalen
Zustelltiefe. Der intrinsische Wirmeaufteilungskoeffizient f; wird fiir die Simulationen
mangels genauerer Informationen fiir alle Anstreifszenarien konstant als 0,5 angenommen.
Dies bedeutet, dass die im Reibkontakt insgesamt erzeugte Reibwédrme primar gleichméBig in
beiden Reibpartnern freigesetzt wird.

Fir die Bestimmung des Wéarmeiibergangskoeffizienten hy wird die in der Literatur
verfligbare Korrelation fiir statische Kontakte {ibernommen (siehe Gleichung (35) in
Abschnitt 4.3.1). Die erforderliche Proportionalititskonstante hrc o ist nur durch Abgleich
der Simulationsergebnisse mit den experimentellen Daten bestimmbar. Sie héngt unter
anderem von der Oberflichentopographie der Reibfliche ab und kann somit je nach
Anstreifbedingungen variieren. Die im Rahmen der Modellvalidierung iterativ bestimmten,
als konstant angenommenen Werte sind in Tabelle 4 zusammengefasst. Dabei fallt auf, dass
die Proportionalititskonstante fiir die Anstreifszenarien S1 und S4 mit hoher Reib-
geschwindigkeit deutlich hoher ausfallt.

Tabelle 4:  Zusammenfassung der fiir die Simulationen verwendeten tribologischen
Modellparameter sowie der Verschleilkoeffizienten fiir alle fiinf Anstreif-

szenarien
Parameter | Einheit S1 S2 S3 S4 S5
Vg [m/s] 165 55 110 165 55
Sen [mm/s] 0,024 0,024 0,254 0,65 0,65
n [-] 0,159 0,203 0,156 0,142 0,213
Bi -] 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5
hrco [1/m] 30000 14000 19000 30000 7000
kﬁ}’ [-] 11,36 15,91 22,73 20,45 68,18
tcp1(800°C) | [ms] 2,5 25 2,5 2,5 25

5.1.4 VerschleiRmodellierung

Die Abbildung des VerschleiBes erfolgt im entwickelten Modellierungsansatz {iber
makroskopische Verschleifigesetze. Mangels verfiigbarer zuverlédssiger VerschleiBgesetze flir
verschiebungsgesteuerte Anstreifvorgidnge in der Literatur war die Formulierung eigener
Gesetze erforderlich (vgl. Abschnitt 4.4). Die dafiir bendtigten Koeffizienten lassen sich
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experimentell nicht direkt ermitteln und miissen wie die tribologischen Parameter durch
einen iterativen Abgleich mit den Ergebnissen der Anstreifversuche geschétzt werden. Da der
Dichtspitzenverschleil in den Anstreifversuchen vergleichsweise sehr gering ausfiel, wird er
fiir die Simulationen in dieser Arbeit vernachldssigt (vgl. Kapitel 3.4.4). Alle nachfolgenden
Verschleilangaben beziehen sich demnach ausschlieBlich auf das Metallblech.

Fiir das materialabtragende VerschleiBgesetz, welches auf den Uberlegungen von Archard
basiert, ergeben sich vier zu bestimmende Koeffizienten (vgl. Abschnitt 4.4.1). Diese
Koeffizienten umfassen die Proportionalititskonstante k%? sowie die Exponenten e, e2 und
e3. Wihrend die Exponenten fiir die nachfolgenden Simulationen alle mit dem Wert eins
angenommen werden, ergab der iterative Vergleich mit den Anstreifversuchen geméal
Tabelle 4 eine Abhingigkeit des VerschleiBkoeffizienten k4? von den Anstreifbedingungen.

Fir das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte plastische VerschleiBgesetz bedarf es
insgesamt zwei voneinander unabhéngiger VerschleiBkoeffizienten, wobei die Zeitkonstante
tepr dhnlich der FlieBgrenze temperaturabhéngig ist (vgl. die Abschnitte 3.1.2 und 4.4.2).
Wie in Abbildung 34 dargestellt und im Kapitel 8.10 im Anhang erldutert fillt sie mit
zunehmender Temperatur anndhernd exponentiell ab, wodurch das Auftreten von plastischem
Verschleil bei hoheren Temperaturen gefordert wird. Des Weiteren ergab die iterative
Bestimmung der Verschleilkoeffizienten einen konstanten Skalenfaktor c,; von 0,02. Die
ermittelten Zeitkonstanten sind in Tabelle 4 bei einer Materialtemperatur von 800 °C
zusammengefasst. Fiir eine akzeptable Ubereinstimmung zwischen Simulation und
Anstreifversuch musste die Zeitkonstante t.,; fir die Anstreifszenarien mit niedriger
Reibgeschwindigkeit (S2 und S5) um eine Grofenordnung hoher gewéhlt werden, was zu
geringeren plastischen Verschleifraten fiihrt.

- = 82,85
—— 51, 83, 54

tr:,pl IS]
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Abbildung 34: Temperaturabhingigkeit der Zeitkonstanten des plastischen Verschleif3-
gesetzes fur alle fiinf Anstreifszenarien

5.1.5 Blitztemperaturen

Eine Validierung der simulierten Blitztemperaturen mit experimentellen Daten ist schwierig,
da ihre direkte Messung im Anstreifversuch nicht mdéglich ist (vgl. Kapitel 4.3.5). Die einzige
Moglichkeit ihrer Uberpriifung bieten daher die iiber das Pyrometer gemessenen
Temperaturen auf der Dichtspitze. Diese entsprechen nicht direkt den Blitztemperaturen, da
auf Grund der Grofle des Messflecks und der Integrationszeit vom Pyrometer die zeitlich und
ortlich gemittelte, vom Messfleck ausgehende Strahlungsleistung erfasst und als eine
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einheitliche Oberflachentemperatur interpretiert wird. Dieser Zusammenhang ist schematisch
in Abbildung 35 dargestellt. Die mittlere Strahlungsleistung umfasst sowohl die von den
Blitztemperaturen mit mikroskopischer Fliche A, ausgehende Infrarotstrahlung als auch die
der dazwischenliegenden kilteren Bereiche der nominellen makroskopischen Kontakt-
oberflache A, sowie der restlichen vom Messfleck erfassten Flachen.

. A,‘/ 74‘;-!- A,'Z / E i
Blitztemperatur ¢/ lag | |
Ac/ T, Dichtspitze
J / . & / R
7

YA e .

24\ ;

>

APpy

Abbildung 35: Schematische Darstellung der geometrischen Verhéltnisse und der
zufdlligen ortlichen Verteilung der Blitztemperaturen fiir den Fall einer
mittigen Positionierung des Metallblechs auf der Dichtspitzenoberflache

AufBlerdem konnte im Versuch beobachtet werden, dass zwischen den Temperaturen der zwei
Pyrometer im HI16 und im HL18 eine Differenz um die 200 K lag (vgl. Abschnitt 3.4.3).
Eine mogliche Erklarung hierfiir liegt in der unterschiedlichen Strecke, welche die realen
Kontaktstellen nach dem Verlassen des Reibkontakts bis zum Erreichen des jeweiligen
Messflecks zuriicklegen miissen (vgl. Abbildung 36a). Wihrend dieser Zeit konnen die
heilen Mikrokontaktstellen bereits stark abkiihlen. Die entsprechende Abkiihldauer Atp,, ist
dabei eine Funktion der Position Agp,, des Pyrometers sowie der Winkelgeschwindigkeit w
bzw. der Reibgeschwindigkeit vy und des duleren Dichtspitzenradius 7p:
Appy  A@py-1p

Atp, = =
py=— o (114)

Das transiente Abkiihlverhalten der Blitztemperaturen ldsst sich ndherungsweise iiber eine
Exponentialfunktion beschreiben:

_ _ . TAtey
ATy, (Atpy) = ATJ -e e (115)

Dabei entspricht AT,«% der mittleren Blitztemperaturerhohung am Austritt des Reibkontakts
(vgl. Abbildung 36b). Die Geschwindigkeit der Abkiihlung hingt von der Zeitkonstanten t.
ab, welche fiir beide Pyrometer identisch und wiederum eine Funktion der Geometrie der
Kontaktstelle, der thermischen Werkstoffeigenschaften sowie der konvektiven Kiihlung ist.
Da die exakte Geometrie der Mikrokontaktstelle in der Regel unbekannt ist, muss die
Zeitkonstante t. als unsichere Grofle behandelt werden.

Gemadl Abschnitt 4.3.5 ist die mittlere makroskopische Temperatur der Kontaktfliche an den
Pyrometermessstellen T}, gegeniiber der mittleren quasistationéren Temperatur T, noch
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leicht erhoht, wobei sie sich mit Hilfe des mittleren Temperaturerh6hungsfaktors fA*T,D,Py
bestimmen ldsst (vgl. Abbildung 36b und Anhang 8.14). Somit ergeben sich die
verbleibenden Blitztemperaturen an der Messstelle der beiden Pyrometer jeweils zu:

_ _ “Athne
TA6 = TP pie + AT = TP 16 +AT) ce fc (116)
—A
FHL18 _ TD FHL18 _ FD F0 tths (117)
Tp " =Taohis T ATS " = Ta s + AT, " fc

HL18 Blech 0 Alyys Atyqg At
HI16

a) Axiale Frontalansicht b) Qualitative Darstellung der Abkiihlung
der Blitztemperaturen

Abbildung 36: Schematische Darstellung der Pyrometeranordnung im Anstreif-
priifstand (links) und qualitative Darstellung der zeitlichen Entwicklung
der Blitztemperaturen (rechts)

Um einen Vergleich zwischen den simulierten Blitztemperaturen und den Pyrometer-
messungen ziechen zu konnen, muss im Modell zundchst die mittlere vom Messfleck
ausgestrahlte Strahlungsdichte I ayp fur die Wellenldnge Ap, des Pyrometers geschatzt
werden. Diese ergibt sich sowohl aus den noch vorliegenden Blitztemperaturen T sowie
den Oberfldchentemperaturen zwischen den Kontaktstellen. Letztere werden im Folgenden
ndherungsweise aus der makroskopischen Temperatur in der Kontaktflache T}f’c berechnet.

Je nach Grofle des Messflecks kann auch ein Bereich der Dichtspitze vom Messfleck erfasst
werden, der groBer als die Kontaktfliche ist (Flichenanteil Az/Ayr) sowie ein Bereich, der
iiber die Breite der Dichtspitze hinausgeht (Fliachenanteil As/Ayr), wobei Ay r der vom
Messfleck bedeckten Gesamtflache entspricht (vgl. Abbildung 35):

- Ac Ac Ap -

Doaye = AMF IAA A i I)IAC AMF : I)L,A,j (118)
Dabei bezeichnet I 4 . die mittlere Strahlungsdichte in der nominellen Kontaktfldche, I_/LAE
die mittlere Strahlungsdichte des Teils der Dichtspitzenoberfliche, der nicht Bestandteil der
nominellen Kontaktfliche ist sowie I ap die mittlere Strahlungsdichte aufierhalb der
Spitzenoberfldche. Dabei gilt, dass die Summe der drei Flichenanteile eins ergeben muss:
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Ac | Ac | 4Ap

+ + =1 119
Aur " Aur Anr (1

Die mittlere Strahlungsfliche der nominellen Kontaktflache ergibt sich wiederum aus der

Strahlungsdichte der Hotspots I 4, und der restlichen Kontaktfliche:

- A, - A\ -
Loac = A, Lya, + (1 - E> "Iy a5 (120)
Dabei entspricht I 4, der mittleren, von den realen Kontaktstellen ausgestrahlten
Strahlungsdichte und I 4. der Strahlungsdichte, die von der restlichen Oberfléche ausgeht.
Das Verhiltnis der realen Kontaktfldche A, zur nominellen Kontaktflache A ist in der Regel
unbekannt. Es kann jedoch iiber die folgende Beziehung geschitzt werden (vgl. Abschnitt
4.3.1) [80]:

Ay Pc
0<-—L=c
A, 4

BT a2y

Der Koeffizient C4 ldsst sich theoretisch nicht zuverlédssig berechnen und muss daher durch
einen iterativen Abgleich mit den experimentellen Versuchsdaten bestimmt werden. Die
mittleren Strahlungsdichten lassen sich fiir graue Strahlungskorper fiir die gegebene
Wellenlidnge Ap, des Pyrometers nach dem Planck’schen Strahlungsgesetz wie folgt
berechnen:

3,74-1071¢
0,0144
S (eimwpy _ 1) (122)

h_: €

Darin entspricht € dem jeweiligen Emissionskoeffizienten und T der mittleren Temperatur
der betrachteten Oberfldche in Grad Celsius. Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass auf
Grund der stark nichtlinearen Abhéngigkeit der Strahlungsdichte von der Temperatur die
Beschrinkung auf die Betrachtung der mittleren Blitztemperaturen TAr zwangsldufig zu
einem Fehler filhren wird. Eine andere Betrachtungsweise ist jedoch nicht ohne weiteres
moglich. Eine weitere Schwierigkeit besteht in der realititsgetreuen Bestimmung des
wellenldngen- und temperaturabhingigen Emissionskoeffizienten € fiir die verschiedenen
Flachenabschnitte, insbesondere fiir die mikroskopisch kleinen Kontaktpunkte. Aus der
mittleren Strahlungsdichte ldsst sich schlieBlich riickwirkend die entsprechende mit dem
Pyrometer gemessene Temperatur Tp,, wie folgt abschitzen:

0,0144
Tpy = —273°C
M 1 (123)
ALMF 5
€ Py (AP y )
Die so berechnete Temperatur ist mit den Pyrometermessungen vergleichbar, wobei die
Absolutwerte mit groBen Unsicherheiten behaftet sind. GemidB den analytischen
Uberlegungen und den in der Literatur verfiigharen Informationen lassen sich alle

Unsicherheiten fiir die Berechnung der Blitztemperaturen in den folgenden unbekannten
Koeffizienten zusammenfassen:

){py - ln
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-y
- @
- tC
-Gy
- €1, T)

Die ersten beiden Koeffizienten ¥ und & beinhalten gemiB3 Abschnitt 4.3.5 alle
Unsicherheiten bei der Schiatzung der mittleren Blitztemperaturen TAT in der realen Kontakt-
fliche A,. Sie wirken sich somit auch direkt auf die geschétzte mittlere Strahlungsdichte I 4
der realen Kontaktfliache aus und beeinflussen die simulierte Pyrometertemperatur Tp,,. Beide
Koeffizienten setzen sich jeweils aus mehreren unbekannten Einflussfaktoren zusammen und
lassen sich somit theoretisch nicht zuverldssig bestimmen. Es ist demnach nicht aus-
zuschlieBen, dass ¥ und @ fiir die verschiedenen Anstreifszenarien unterschiedlich grof3
ausfallen konnen.

Auch die nédchsten beiden unbekannten Koeffizienten t, und C4 kénnen je nach Anstreif-
bedingungen variieren. Die Zeitkonstante t. fiir die Abkiihlung ist beispielsweise eine
Funktion der konvektiven und konduktiven Warmeabfuhr. Der konvektive Warmeiibergang
ist eine Funktion der Rotordrehgeschwindigkeit, die konduktive Wiarmeabfuhr der
temperaturabhingigen Wairmeleitfahigkeit des Werkstoffs und der Geometrie der Mikro-
kontaktstellen. Ahnliches gilt fiir den Koeffizient C, zur Berechnung des Flichenanteils der
realen mikroskopischen Kontaktfliche A, an der nominellen makroskopischen Kontaktfliche
Ac.

Eine Bestimmung der unbekannten Koeffizienten ist nur durch einen iterativen Vergleich der
Simulationsergebnisse mit den gemessenen Pyrometertemperaturen moglich. Fiir ihre
Ermittlung sind mehrere unabhédngige Pyrometermessungen an unterschiedlichen Positionen
iiber den Umfang nétig, um ein ausreichend bestimmtes Gleichungssystem zu erzeugen.
Insgesamt besitzt die Berechnung der Blitztemperaturen fiir die im Rahmen dieser Arbeit
entwickelte Modellformulierung keinen Einfluss auf das simulierte Einlaufverhalten. Die
Abhéngigkeit der Werkstoffeigenschaften und anderer Parameter wurde nur als Funktion der
makroskopischen Temperaturen definiert. Die Blitztemperaturen sollen dementsprechend bei
der nachfolgenden Modellvalidierung in Abschnitt 5.2 nicht beriicksichtigt und erst in
Abschnitt 5.3.3 niher diskutiert werden.

5.2  Vergleich von Simulation & Experiment

Die Modellvalidierung erfolgt durch den Vergleich der Simulationsergebnisse fiir die in
Abschnitt 5.1 angegebenen Parametereinstellungen mit den dazugehodrigen Daten aus den
experimentellen Anstreifversuchen. Dabei muss beriicksichtigt werden, dass die im
Anstreifversuch gemessenen Radialkridfte eher den iiber eine Rotorumdrehung zeitlich
gemittelten Kontaktdriicken p, entsprechen. Auch die experimentell mit der Thermokamera
gemessenen Blechtemperaturen entsprechen zeitlich gemittelten Werten und kdnnen nicht
direkt mit den simulierten Kontakttemperaturen verglichen werden. In Abschnitt 5.2.1 wird
zundchst der Einfluss der ortlichen und zeitlichen Diskretisierung auf die Simulations-
ergebnisse fiir das Anstreifszenario S3 untersucht. Ein Vergleich aller Anstreifszenarien
erfolgt im anschlieBenden Kapitel 5.2.2. Alle nachfolgenden Rechnungen werden
ausschlieBlich mit den in Matlab implementierten Modellen durchgefiihrt. Die Losung der
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Wirmeleitungsgleichung erfolgt in diesem Fall durch eine rdumliche Diskretisierung mit der
Finite-Differenzen Methode sowie der Anwendung des expliziten Euler-Verfahrens.

5.2.1 Konvergenzstudie Anstreifszenario S3

Die Simulation von Anstreifvorgingen erfordert zum einen eine zeitliche Diskretisierung.
Pro Zeitschritt wird unter Annahme konstanter Temperaturen und Kontaktdriicke der
resultierende Verschleil sowie die sich ergebende Uberdeckung fiir den nichsten Zeitschritt
berechnet (vgl. Kapitel 4.5). Die Berechnung der Reibtemperaturen und des Verschleif3es
erfolgt auf zwei unterschiedlichen Zeitskalen mit den Zeitinkrementgrofen Aty bzw. Aty,,
wobei die Steifigkeitsberechnung in diesem Fall auf derselben Zeitskala wie die
Temperaturberechnung erfolgt (N = 1). Zum anderen ist auch eine 6rtliche Diskretisierung
der Reibpartner fiir die numerische Modellierung der Reibtemperaturen, Wirme-
ausdehnungen und Systemsteifigkeiten notwendig.

In diesem Abschnitt wird zunidchst die Konvergenz des numerischen LOsungsansatzes
iiberpriift und der Einfluss der ZeitschrittgroBe und des Rechengitters auf die simulierten
Reibtemperaturen, Kontaktdriicke und den resultierenden Verschleil untersucht. Grundlage
fiir die Konvergenzstudie ist das Anstreifszenario S3 mit 110 m/s Reibgeschwindigkeit und
einer radialen Zustellrate von 0,254 mm/s fiir die Metallbleche mit 0,4 mm Blechdicke bei
0,5 mm finaler Zustelltiefe. Fiir die Konvergenzstudie werden insgesamt 68 Simulationen
durchgefiihrt. Variiert wird die ortliche Diskretisierung mit vier unterschiedlich grof3en
Rechengittern (feines G1 bis grobes G4), die ZeitschrittgroBe Aty der Temperaturberechnung
sowie die Anzahl der Zeitinkremente Ny, fiir die Verschleirechnung pro Temperatur-
rechenschritt (vgl. Tabelle 5). GemdB3 der Courant-Friedrichs-Lewy (CFL) Bedingung darf
die ZeitinkrementgroBe der Temperaturrechnung Aty den Maximalwert Aty 4, flir eine
stabile und konvergierende Losung nicht tiberschreiten:

a- AtT,max _ 1 124
Ahminz 2 ( )

Dabei entspricht a der Temperaturleitfahigkeit des Werkstoffs und Ah,,;,, der kleinsten
ZellgroBe. Frontalansichten von drei der vier untersuchten Rechengitter sind beispielhaft in
Abbildung 37 dargestellt, wobei die Hohe der Gitterzellen jeweils in Richtung der Kontakt-
zone abnimmt.

Tabelle 5:  Im Rahmen der Konvergenzstudie variierte Werte

s > Nt Ny
Ahmin Ahmin AtT,max AtT
[mm] | [mm] [-] [-]
G1 0,036 0,016 10 us 10 us 1 1/2/4/5
G2 0,114 0,051 0,1 ms plus 50 us/ 0,1 ms 1 1/2/4/5
G3 0,357 0,158 1ms plus 0,5 ms/ 1 ms 1 1/2/4/5
G4 0.8 0,355 5ms plus 2,5 ms/ 5 ms 1 1/2/4/5
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a) Grobstes Gitter G4 b) Zweitgrobstes Gitter G3 c) Feinstes Gitter G1

Abbildung 37: Frontalansicht der grobsten (links), zweitgrobsten (mitte) und der
feinsten (rechts) ortlichen Diskretisierung des Blechs (unten) und eines
ausgeschnittenen Segments der Dichtspitze (oben) in der 7-p-Ebene

Abbildung 38 enthélt die zeitlichen Verldufe der simulierten radialen Kontaktkrifte und
mittleren Blechtemperaturen fiir alle Rechengitter- und ZeitschrittgroBen. Die Blech-
temperaturen sind sowohl in der Kontaktzone selbst als auch in 1,4 mm vertikaler Entfernung
dargestellt (vgl. Abbildung 38b). Die Simulationsergebnisse der feinsten ortlichen (G1) und
zeitlichen Diskretisierung dienen als Referenz und sind jeweils als durchgezogene dunkle
Linie gekennzeichnet. Zunéchst wird aus Abbildung 38 ersichtlich, dass sich dhnlich zu den
Anstreifversuchen in Kapitel 3 in allen Fillen nach kurzer Zeit ein stabiler Gleichgewichts-
zustand ausbildet. Die simulierten Kontaktkréfte F; weisen zu Beginn des Anstreifvorgangs
eine dhnliche Kraftspitze auf wie die experimentellen Ergebnisse in Kapitel 3 (vgl.
Abbildung 38 mit Abbildung 12 und Abbildung 16 in Kapitel 3). Wéhrend die zeitlichen
Verldufe der Kréfte und Temperaturen zu Beginn des Anstreifvorgangs je nach ortlicher und
zeitlicher Diskretisierung unterschiedlich groB3 ausfallen, wird in allen Féllen dennoch
derselbe Gleichgewichtszustand erreicht. Insgesamt zeigt die Ortliche und zeitliche
Diskretisierung einen sehr geringen Einfluss auf die simulierten Temperatur- und Kraft-
verldufe. Lediglich zu Beginn des Anstreifvorgangs sind am Verlauf der Kraftspitze deutliche
Unterschiede erkennbar. Je grober das Gitter und die zeitliche Aufldsung, desto grofere
Schwingungen ergeben sich im Einlaufvorgang.

In Abbildung 39 sind die Abweichungen der zeitgemittelten SystemgroBen relativ zum
feinsten Rechengitter G1 mit der feinsten zeitlichen Auflosung aufgetragen. Wie Abbildung
39 verdeutlicht, beeinflusst die Auflosung der simulierten Kraft- und Temperaturspitzen zu
Beginn des Anstreifvorgangs die zeitgemittelten Werte. Jedoch sind die Abweichungen
relativ zur Rechnung mit der feinsten Diskretisierung in allen 68 gerechneten Féllen kleiner
als zwei Prozent. Die Anzahl der VerschleiBBinkremente Ny, spielt nur bei den groberen
Rechengittern G3 und G4 eine bemerkbare Rolle. Die Abnahme der relativen Abweichung
mit zunehmender Zeitinkrementgrofe At flir den abrasiven VerschleiBanteil (vgl. Abbildung
39a) ist auf den verzogernden Effekt des ersten Zeitinkrements zuriickzufiihren. Hier ist die
reale Uberdeckung noch null, so dass sich weder eine Temperaturerhohung noch Verschleif
ergibt. Dieser Effekt scheint in diesem Fall die durch Schwingungen verursachten
Abweichungen zu kompensieren. Die Rechendauern variierten zwischen der grobsten und
der feinsten Diskretisierung ohne Parallelisierung auf einer 64 bit CPU zwischen 20
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Sekunden und drei Stunden pro Simulation.
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Abbildung 38: Zeitverldufe der simulierten resultierenden Kontaktkréfte (links) und der
resultierenden Blechtemperaturen (rechts) fiir alle im Rahmen der
Konvergenzstudie durchgefiihrten Rechnungen

5
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Abbildung 39: Relative Abweichung des VerschleiBverhdltnisses am Ende des
Anstreifvorgangs (links), der zeitgemittelten Blechtemperatur in der
Kontaktfldche (mitte) und der zeitgemittelten vertikalen Kontaktkraft
(rechts) von der Simulation mit der feinsten Diskretisierung fiir alle im
Rahmen der Konvergenzstudie durchgefiihrten Rechnungen

Um die Rechendauer zu reduzieren und die Kraftspitze dennoch realistisch abzubilden, ist es
fiir die nachfolgenden Simulationen sinnvoll, den Anstreifvorgang in zwei unterschiedliche
zeitliche Diskretisierungsphasen zu unterteilen. In der ersten Phase mit mdglichst feiner
Diskretisierung Atr, wird die Kraftspitze vollstindig aufgeldst, wihrend in der zweiten
Phase bei Erreichen des Gleichgewichtszustands die Zeitabstéinde Aty , deutlich vergrofert
werden konnen. Die kleinstmogliche Gittergrofe wird auf Grund der CFL-Bedingung durch
das groBere Zeitinkrement Aty , begrenzt. Alle nachfolgenden Simulation werden mit einer
minimalen Gittergrofle von 0,2 mm (Blech) bzw. 0,16 mm (Dichtspitze) durchgefiihrt. Das



5.2 Vergleich von Simulation & Experiment 111

entsprechende Rechengitter ist fiir alle fiinf Anstreifszenarien identisch und liegt zwischen
der im Rahmen der Konvergenzstudie verwendeten Gittergro3en G2 und G3. Es bietet somit
einen akzeptablen Kompromiss aus Rechendauer, Genauigkeit und Vergleichbarkeit der
verschiedenen Szenarien. Die jeweils verwendeten ZeitschrittgroBen At werden abhéngig
vom Anstreifszenario ausgewihlt und sind in Tabelle 6 zusammengefasst. Die empirische
Auswabhl beriicksichtigt die unterschiedlichen theoretischen Zustellraten s, sowie die CFL-
Bedingung in Gleichung (124).

Tabelle 6:  Fiir die nachfolgenden Rechnungen verwendete Zeitschrittgro3en

Parameter | Einheit | S1 S2 S3 S4 S5
Vg [m/s] | 165 55 110 | 165 55
Sth [mm/s] | 0,024 | 0,024 | 0,254 0,65 0,65
Atr4 [ms] 0,5 0,5 0,25 0,05 0,05
Nwa [-] 2 2 2 1 1
Aty [ms] 1 1 1 0,5 0,5
Ny, [-] 1 1 1 1 1
Nri=Np, [-] 1 1 1 1 1

5.2.2 Vergleich fur alle Anstreifszenarien S1-S5

In diesem Abschnitt werden die simulierten und iiber die Anstreifdauer gemittelten System-
groflen mit den experimentellen Ergebnissen aus Kapitel 3 verglichen. Abbildung 40 bis
Abbildung 42 enthalten jeweils die Gegeniiberstellung der zeitgemittelten normalisierten
Radialkréfte, der VerschleiBverhéltnisse am Blech sowie der Blechtemperaturen in der
Kontaktflache fiir alle fiinf Anstreifszenarien. Die Simulationen beriicksichtigen auch eine
Variation der Blechdicke B sowie der finalen Zustelltiefe s, und somit der Anstreifdauer,
analog zu den Anstreifversuchen. Die Fehlerbalken in den Abbildungen entsprechen jeweils
der Standardabweichung der gemessenen Werte bei gleichen Bedingungen.

Fiir den Vergleich der simulierten und gemessenen Blechtemperaturen ist zu beriicksichtigen,
dass die mit der Thermokamera experimentell erfassten Temperaturen eine zweidimensionale
Verteilung aufweisen, wobei iliber die Blechlinge L jeweils Mittelwerte Tg'gn7, und
Maximalwerte Tg'g,, bestimmt wurden (vgl. Kapitel 3.4.2). Auerdem sind die mit der
Thermokamera erfassten Temperaturen auf Grund der Integrationszeit zeitgemittelt, so dass
die gemessenen Temperaturen zwischen den simulierten Temperaturen E und ﬁc liegen
sollten. Fiir den Ver;gleich von Simulation und Experiment wird in Abbildung 42 jeweils Ty,
mit TG bzw. T, mit Tgg, fir die 0,4 mm dicken Bleche gegeniibergestellt. Ein
Vergleich der Blechtemperaturen in der Kontaktflache fiir die Blechdicke 0,6 mm ist gemif
Kapitel 3 nicht sinnvoll, da hier auf Grund der stirkeren Pilzbildung durch plastische
Deformation groflere Unsicherheiten in den experimentell bestimmten Temperaturen in der

Kontaktflache (x = 0) zu erwarten sind.
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Abbildung 40: Vergleich der simulierten und experimentell erfassten zeitgemittelten
Kontaktdriicke fiir die 0,4 mm dicken Bleche (links) und die 0,6 mm

dicken Bleche (rechts)
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Abbildung 41: Vergleich des simulierten und experimentell erfassten Verschlei3-
verhéltnisses am Blech fiir die 0,4 mm dicken Bleche (links) und die 0,6
mm dicken Bleche (rechts) am Ende des Anstreifvorgangs

Insgesamt konnen die im Versuch beobachteten Tendenzen durch die Simulation sehr gut
wiedergegeben werden. Dies gilt sowohl fiir den Einfluss der Reibgeschwindigkeit und der
Zustellrate als auch fiir den reduzierenden Einfluss der Blechdicke auf die resultierenden
Kontaktdriicke und das VerschleiBverhdltnis. Auch der tendenzielle Abfall des Kontakt-
drucks mit zunehmender finaler Zustelltiefe wird vom Modell groBteils richtig abgebildet.
Lediglich bei den Anstreifszenarien S1 und S2 mit niedriger Zustellrate wurden im
Anstreifversuch, wie in Kapitel 3.4.1 erldutert, keine ausgepridgten Kraftspitzen gemessen
und eine gegenlidufige Tendenz beobachtet, welche bei der Simulation zum Teil falsch
abgebildet wird. Modgliche Ursachen hierfiir sind im Modell nicht beriicksichtigte



5.2 Vergleich von Simulation & Experiment 113

Temperatur- und somit Zeitabhiangigkeiten der Reib- oder Verschleilkoeffizienten. Ebenfalls
ist bei der Ergebnisinterpretation zu beriicksichtigen, dass im Gegensatz zur Simulation das
Blech beim Anstreifversuch zu Beginn noch nicht iiber die gesamte Blechldnge von 12 mm
anstreift (vgl. Kapitel 8.1 im Anhang), was unter anderem die Ausbildung der Reib-
temperaturen und der Kraftspitze beeinflusst. Dementsprechend unterscheiden sich die
simulierten und experimentell gemessenen Temperaturen vor allem fiir die geringen finalen
Zustelltiefen s¢ von 0,5 mm (vgl. Abbildung 42).

05115 05115 05115 051 15 05115 05115
: ®
900 | St[mm] R ERES ST SRR e 1 900 ST B o
: . T _ -S4 .
800 3_5; gy b 800 | cfn ' ’ ‘ o :b' %
— e ® - a — 1 o] x. 3 4 +
&) e & | 1 & O q L ¥
. 700 ¢ @ 4 ‘ R ! [‘D. . 700 ? R | 83 i T 3
e FLAR I 1 1o A T
1 | . ) S1
600 "¢ 1 st 600 Exp./ Sim./ & [mm/s] :
' P O = 0024
500 X R 7 (o ~ b 2 500 + : . 'y 0.254
: 1 ( ® 0650
400 = =t = 40 ' '
55 110 165 0 55 110 165
vg [m/s] vg [m/s]
™S S
a) T b) T

Abbildung 42: Vergleich der simulierten und experimentell gemessenen zeitgemittelten
Blechtemperaturen fiir die 0,4 mm breiten Bleche

Die mittleren relativen Abweichungen zwischen den Simulationsergebnissen Y5 und den
mittleren im Experiment gemessenen Werten YE*P sind in Tabelle 7 zusammengefasst. Die
Fehler wurden fiir jedes Szenario iiber die drei finalen Zustelltiefen gemittelt:

. 2
3 YiSLm 4
i=1 YExp (125)

L

3

RMSAY =

Insgesamt liegen die mittleren Abweichungen bei maximal zehn Prozent fiir die
Kontaktdriicke bzw. bei 25 Prozent fiir das VerschleiBverhéltnis. Die vergleichsweise groflen
Abweichungen fiir das VerschleiBverhidltnis ergeben sich vor allem aus den gréBeren
Abweichungen fiir kleine finale Zustelltiefen fiir das Anstreifszenario S5 (vg = 55 m/s und
S¢n, = 0,65 mm/s). Im Anstreifversuch wurde hier fiir niedrige finale Zustelltiefen ein
deutlich hoherer Anteil an abrasivem Verschleil3 festgestellt. Das Modell bildet diesen
Aspekt trotz der ausgepriagten Kraftspitze zu Beginn des Anstreifvorgangs nicht richtig ab.
Moglicherweise ldsst sich diese beobachtete Abweichung auf eine in der Simulation nicht
beriicksichtigte Temperatur- bzw. Zeitabhingigkeit des Reibkoeffizienten oder der
VerschleiBBkoeffizienten zuriickfiihren.
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Die insgesamt sehr gute Ubereinstimmung zwischen den experimentellen Daten und den
Simulationsergebnissen lassen darauf schlieBen, dass der entwickelte Modellierungsansatz
alle Teilsysteme sowie die wichtigsten EinflussgroBen und Wechselwirkungen untereinander
richtig abbildet. Die Simulationen sind demnach hervorragend dafiir geeignet, um vertiefte
Einblicke in das Verhalten des betrachteten Einlaufsystems zu gewinnen. In den nach-
folgenden Kapiteln werden mit Hilfe der Simulationsergebnisse einzelne, im Versuch
beobachtete Phdanomene erkldrt. Auflerdem wird die Notwendigkeit der Anpassung der
tribologischen Parameter an die unterschiedlichen Anstreifszenarien diskutiert.

Tabelle 7:  Zusammenfassung der relativen Abweichungen zwischen Simulation und
Experiment

Sz. | B |RMSy,, ., | RMSyy, v, | RMSsr, | RMSp,

[mm] [%] [%] [%] [%]

0,4 8,0 11,6 33 9,6
s1

0,6 9,2 17,3 5,2 6,0

0,4 10,0 10,2 3.8 6.3
S2

0,6 8 5.9 i 5,5

0,4 5.8 20,1 5.1 2,6
S3

0,6 4,0 6.4 8,8 6.8

0,4 8,2 15,5 3,7 1,7
S4

0,6 33 4,0 20,2 254

0,4 6.8 25,1 8,3 12,5
S5

0,6 1.4 24,4 19,4 34,5

5.3 Diskussion ausgewahlter Systemparameter

Ein wesentlicher Vorteil des entwickelten Modellierungsansatzes ist, dass er wertvolle
Einblicke in die physikalischen Vorginge beim Anstreifen liefern kann. Wihrend im
Anstreifversuch vergleichsweise nur sehr wenige Systemparameter quantifiziert werden
konnen, sind im Modell alle ZustandsgroBen des Systems frei zuginglich. In diesem
Abschnitt wird das validierte Modell dazu genutzt, um interessante Aspekte des Einlauf-
systems niher zu betrachten und mit den neuen Informationen sowohl die im Versuch als
auch in der Simulation beobachteten Phinomene zu erklaren.

5.3.1 VerschleiRverhalten

Wihrend im Anstreifversuch nur der resultierende Verschleil am Ende des Anstreifvorgangs
gemessen werden kann, bietet die Simulation auch Einblicke in die zeitliche Entwicklung des
auftretenden materialabtragenden und plastischen Verschleifles. In Abbildung 43 sind sowohl
die zeitlichen Verschleiflraten als auch die absoluten VerschleiBgrofen tliber die ersten 0,5
Sekunden des Anstreifvorgangs am Beispiel von Anstreifszenario S3 (vg = 110m/s,
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Stn = 0,254 mm/s) mit einer Blechdicke von 0,4 mm abgebildet. Ebenfalls dargestellt sind
der Gesamtverschleill wy,;, die linear zunehmende theoretische Zustellung s;;, welche durch
die radiale Blechverschiebung vorgegeben wird, sowie die effektive theoretische Zustellung
Sepr- Letztere ergibt sich gemdll Kapitel 4.2 aus der Superposition der theoretischen
Zustellung sy, und der thermischen Ausdehnung Ay, . beider Reibpartner senkrecht zur
Kontaktfliche:

Seff = Sth + AYa (126)

Die reale Uberdeckung s, zwischen Blech und Dichtspitze, welche der elastischen
Auslenkung der Struktur entspricht und gemdf dem Kontaktmodell proportional zum
Anpressdruck ist (vgl. Abschnitt 4.2), resultiert aus der effektiven Zustellung s, und dem
Gesamtverschleill wy,,:

Sr = Seff — Wiot (127)

Zu Beginn des Anstreifvorgangs ist die Gesamtverschleifirate w;,; kleiner als die effektive
Zustellrate Sqrf, so dass die reale Uberdeckung und der damit verbundene Kontaktdruck
kontinuierlich zunehmen (vgl. Abbildung 43a). Mit ansteigendem Kontaktdruck und héheren
Reibtemperaturen nimmt die Gesamtverschleifirate stetig zu und iibersteigt nach ca. 0,075
Sekunden die effektive Zustellrate, so dass die reale Uberdeckung und somit auch die
Kontaktdriicke stetig abnehmen. Die Kontaktdriicke und Reibtemperaturen sowie die damit
verkniipfte VerschleiBrate nehmen so lange ab, bis sich zwischen der effektiven Zustellrate
und der totalen Verschleifirate ein stabiler Gleichgewichtszustand einstellt. Mit Hilfe der
beschriebenen Zusammenhdnge lassen sich die im Experiment beobachteten Kraft- und
Temperaturverliufe sehr gut erkliren (vgl. Kapitel 3.4). Ahnliche Verldufe wurden bereits
von verschiedenen Autoren bei experimentellen Anstreifversuchen festgestellt, ohne diese
jedoch begriinden zu kénnen [18], [53], [99], [134], [159].

Weiterhin zeigen die Diagramme, dass die thermische Ausdehnung gerade zu Beginn des
Anstreifvorgangs zu einer Erhohung der theoretischen Zustellungsrate von bis zu 40% fiihrt
und somit erheblich zur Ausbildung der Kraftspitzen zu Beginn des Anstreifvorgangs beitragt
(vgl. Abbildung 43a). AuBlerdem wird verdeutlicht, dass zu Beginn des Anstreifvorgangs bei
noch niedrigen Reibtemperaturen fast ausschlieBlich materialabtragender Verschleil3 auftritt
(hier bis ca. 0,02 s). Erst mit zunechmenden Reibtemperaturen nimmt der plastische
VerschleiBanteil wie erwartet erheblich zu und {ibersteigt nach knapp 0,08 s schlieBlich den
abrasiven Verschleif. Insgesamt fdllt der Gesamtverschleil w;,; am Ende des Anstreif-
vorgangs hoher aus als die theoretische Zustellung s;j, was in der Simulation ausschlieB3lich
auf die thermische Ausdehnung zurlickzufiihren ist. Durch beispielsweise adhésiven
Materialiibertrag zwischen den Reibpartnern und einer damit verbundenen kurzzeitigen
Erhohung der effektiven Zustellung konnte die resultierende totale Verschleifitiefe sogar
noch groBer ausfallen.

Im Gegensatz zur Simulation tritt der Kontakt zwischen Metallblech und Dichtspitze im
Experiment zu Beginn des Anstreifvorgangs nur {iber eine sehr kleine Flidche auf. Erst mit
zunehmender Zustelltiefe vergroBert sich die Kontaktfliche, bis letztendlich die gesamte
Lange des Blechs am Reibvorgang beteiligt ist (vgl. Kapitel 8.1 im Anhang). Dies beeinflusst
vor allem die Reibtemperaturentwicklung und somit auch die Wiarmeausdehnung und das
VerschleiBBverhalten zu Beginn des Anstreifvorgangs. Des Weiteren wurden in der
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Simulation konstante Reib- und Verschleiflkoeffizienten angenommen, was gerade zu Beginn
des Anstreifvorgangs zu Abweichungen fiihren kann. Deshalb ist der simulierte Kraftspitzen-
verlauf bisher nur qualitativ mit den Anstreifversuchen zu vergleichen.

Die Betrachtung der Uberdeckungs- und Verschleiverhiltnisse verdeutlicht, dass der
angestrebte Gleichgewichtszustand die treibende Grof3e fiir das Verhalten des verschiebungs-
gesteuerten Einlaufsystems ist. Der resultierende Kontaktdruck und die Reibtemperaturen
stellen sich so ein, dass die erforderliche Gesamtverschleifirate erreicht werden kann.
Kontaktdruck und Reibtemperaturen sind dabei iiber die Werkstoffeigenschaften, die
Reibwiarmefreisetzung sowie die Warmeaufteilung und —abfuhr stark miteinander gekoppelt.
Welche Kombination von Kontaktdruck und Reibtemperaturen sich einstellen muss, um den
Gleichgewichtszustand zu erreichen, hingt sowohl von allen Einflussgréfen als auch von den
zugrundeliegenden VerschleiBBgesetzen ab. Diese Erkenntnis ist essentiell fiir das Verstindnis
des Anstreifverhaltens von Einlaufsystemen und bildet die Grundlage fiir die Interpretation
und Vorhersage ihrer Einlauffahigkeit.
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Abbildung 43: Zeitlicher Verlauf der simulierten Zustellrate und Verschleifirate (links)
sowie der radialen Zustellung und absoluten Verschleifitiefe (rechts) fiir
das Anstreifszenario S3 mit 0,4 mm Blechdicke iiber die ersten 0,5
Sekunden des Anstreifvorgangs (v = 110 m/s, ds/dt = 0,254 mm/s)

5.3.2 Effektive Reibwarmeaufteilung & Reibtemperaturen

Wie in Abschnitt 4.3.4 erldutert, ist eine rein analytische Abschédtzung des effektiven
Reibwirmeaufteilungskoeftizienten sehr schwierig. Er hdngt von zahlreichen verschiedenen
Parametern ab, welche stark miteinander interagieren. Im Anstreifversuch lédsst sich die
effektive Aufteilung der freigesetzten Reibwirmemenge in beide Reibpartner nicht direkt
bestimmen. Sie kann daher nur nachtrdglich liber entsprechende Simulationen ermittelt
werden. Der effektive Reibwérmeaufteilungskoeffizient B¢ wird gemall Gleichung (68) in
Abschnitt 4.3.4 maBgeblich durch den intrinsischen Warmeaufteilungsfaktor f; und den
Wirmeiibergangskoeffizienten hy - beeinflusst. Auch die Warmeabfuhr aus der Kontaktzone
in beide Reibpartner spielt eine entscheidende Rolle.
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In Abbildung 44a ist beispielhaft fiir Szenario S3 der zeitliche Verlauf des in der
tatsdchlichen makroskopischen Kontaktfliche A, freigesetzten flichenspezifischen Reib-
wiérmestroms g - sowie der sich ergebenden effektiven Reibwirmestrome in die Dichtspitze
und in das Blech dargestellt. Es sei angemerkt, dass die dargestellten Reibwédrmestrome
jeweils nur iiber einen Teil der Rotorumdrehung wirken. Die iiber eine Rotorumdrehung
zugefiihrten, zeitgemittelten Reibwarmestrome fallen deutlich geringer aus. Insgesamt ist in
Abbildung 44a ersichtlich, dass dhnlich den Kraftspitzen auch die Reibwirmestrome zu
Beginn stark ansteigen und danach einen Gleichgewichtszustand anstreben. Die
resultierenden Reibwirmestrome in die Dichtspitze q,’-;c sind stets hoher als in das
Metallblech q,{c. Dies liegt vor allem daran, dass die Dichtspitze auf Grund der
kinematischen Kontaktverhdltnisse und den damit verbundenen geringeren effektiven
flichenspezifischen Reibwarmestromen deutlich niedrigere Temperaturen erreicht.
AuBerdem fiihrt die hohere Warmeleitfahigkeit des Dichtspitzenwerkstoffs zu einer schnellen
Abfuhr der Reibwdrme aus der Kontaktzone durch Warmeleitung. Die aus den Warmestrom-
verldaufen in Abbildung 44a resultierende Temperaturentwicklung im Blech und in der
Dichtspitze ist in Abbildung 44b dargestellt. Auffillig ist, dass am Ende der Spitze des
Reibwirmestromeintrags nach 0,09 Sekunden bereits ein annéhernd stabiles Temperatur-
niveau im Blech erreicht wird. Demnach ist vor allem die Kraftspitze zu Beginn des
Anstreifvorgangs fiir den sehr schnellen Anstieg der Reibtemperaturen verantwortlich.
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Abbildung 44: Zeitlicher Verlauf der simulierten Reibwéarmestrome (links) sowie der
resultierenden Blech- und Dichtspitzentemperaturen (rechts) fiir das
Anstreifszenario S3 mit 0,4 mm Blechdicke iiber die ersten 0,5
Sekunden des Anstreifvorgangs (v = 110 m/s, ds/dt = 0,254 mm/s)

Ausschlaggebend fiir die Temperaturverhéltnisse in beiden Reibpartnern ist die effektive
Aufteilung der freigesetzten Reibwérme. Die iiber die Anstreifdauer gemittelten effektiven
Wirmeiibergangskoeffizienten in der Kontaktfliche hy. und die zeitgemittelten effektiven
Wirmeaufteilungskoeffizienten Kff sind in Abbildung 45 fiir alle fiinf Anstreifszenarien
dargestellt. Die Diagramme beinhalten auch die Variation der Blechdicke und der finalen
Zustelltiefe s;. Wie in Abbildung 45a verdeutlicht wird, liegt der mittlere Warmetibergangs-
koeffizient in der Kontaktfliche fiir das Anstreifszenario S4 (vg = 165 m/s, Sy =
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0,65 mm/s) mit Abstand am hochsten. Ursache hierfir ist neben den hoheren
Kontaktdriicken vor allem der Koeffizient hr¢ o, der beispielsweise im Vergleich zu Szenario
S5 um einen Faktor 4,3 hoher liegt (vgl. Tabelle 4). Die Abhéngigkeit des Warmetibergangs-
koeffizienten von der Zustelltiefe ergibt sich aus zwei gegenldufigen Effekten. Zum einen
verursachen die mit zunehmender Anstreifdauer sinkenden Kontaktdriicke eine Abnahme der
Wirmeiibergangskoeffizienten. Zum anderen fiihren ein kontinuierlicher Temperaturanstieg
in den Kontaktflichen sowie die damit verbundenen Anderungen der Wirmeleitfihigkeit und
des Elastizitdtsmoduls zu einer Zunahme der Warmetibergangskoeftizienten. Fiir Szenario S4
iiberwiegt gemél Abbildung 45a der erste Effekt und fiir Szenario S5 der zweite Effekt.

Auch die Abhéngigkeit des effektiven Warmeaufteilungskoeffizienten fff von der finalen
Zustelltiefe sy ergibt sich aus zwei gegenldufigen Effekten. Einerseits fiihren abnehmende
Wirmeiibergangskoeffizienten hy. in der Kontaktfliche zu geringeren Wirmeausgleichs-
stromen zwischen dem heilen Blech und der kiihleren Dichtspitze, wodurch sich der
effektive Waiarmeaufteilungskoeffizient erhoht. Andererseits verursachen die mit der
Zustelldauer abnehmenden Kontaktdriicke geringere freigesetzte Gesamtreibwérmestrome
qrc, wie zum Beispiel in Abbildung 44a verdeutlicht wurde. Gleichzeitig bleibt jedoch
gemil Abbildung 44b die treibende makroskopische Temperaturdifferenz iiber die
Kontaktfliche anndhernd konstant, so dass der Wirmeausgleichsstrom zunehmend ins
Gewicht fillt.
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Abbildung 45: Sich aus den Simulationen ergebende zeitgemittelte Warmeiibergangs-
koeffizienten (links) und zeitgemittelte effektive Wéarmeaufteilungs-
koeffizienten (rechts) fiir alle Anstreifszenarien, finalen Zustelltiefen s/
und beide Blechdicken (0,4 mm und 0,6 mm)

Als Konsequenz fillt der effektive Warmeaufteilungskoeffient mit zunehmender finaler
Zustelltiefe deutlich ab und ein umso groflerer Anteil der insgesamt freigesetzten Reibwérme
flieBt in die Dichtspitze. In Folge der niedrigeren Kontaktdriicke fiir die dickeren
Metallbleche von 0,6 mm nehmen die resultierenden Wérmeiibergangskoeffizienten hp. ab,
was zu etwas hoheren effektiven Wéarmeaufteilungskoeffizienten fiihrt (vgl. Abbildung 45).
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Die resultierenden zeitgemittelten, flichenspezifischen Reibwarmestrome in die Dichtspitze
und in das Metallblech sind in Abbildung 46 dargestellt. Entsprechend der geringeren
freigesetzten flichenspezifischen Gesamtreibwirme QT£ fallen die flachenspezifischen
Wirmeeintrdage in die Dichtspitze qg,c und in das Metallblech qg,c fiir die 0,6 mm starken
Metallbleche geringer aus. Die absoluten Wéarmeeintrdge in die Dichtspitze nehmen mit
zunehmender Blechstirke dennoch zu, da die Kontaktfliche A., auf welche die flachen-
spezifischen Wirmestrome ¢ ¢ jeweils bezogen sind, mit der Blechbreite ansteigt.
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Abbildung 46: Sich aus den Simulationen ergebende zeitgemittelte Reibwéarmestrome
in die Dichtspitze (links) und in das Blech (rechts) in der Kontaktflache
Ac fir alle Anstreifszenarien, finalen Zustelltiefen s, und beide Blech-
dicken (0,4 mm und 0,6 mm)

Die Simulationen bieten zudem Einblicke in die tatsichlichen makroskopischen Dicht-
spitzentemperaturen TADA2 und TADC, welche im Anstreifversuch nicht direkt zugédnglich waren
(Abbildung 47). Entsprechend den Tendenzen der flachenspezifischen Reibwérmeeintrige
steigen die Dichtspitzentemperaturen mit zunehmender Zustellrate leicht an. Eine Zunahme
der Dichtspitzentemperaturen mit steigender Reibgeschwindigkeit ist nur fiir die
Temperaturen in der scheinbaren Kontaktfliche TALZZ erkennbar. Da der Temperatur-
erhohungsfaktor fyr ., fiir die Dichtspitze mit zunehmender Peclet-Zahl und somit Reib-
geschwindigkeit abfallt (vgl. Abbildung 33a in Kapitel 5.1.2), ist fiir die tatsédchlichen Dicht-
spitzentemperaturen in der Kontaktfliche TADC ein umgekehrter Einfluss der Reibgeschwindig-
keit erkennbar. Insgesamt zeigen die Dichtspitzentemperaturen auch eine Abhingigkeit der
Zustelltiefe und somit der Anstreifdauer, wobei fiir Szenario S4 und S5 mit sehr kurzen
Anstreifdauern gegeniiber den anderen drei Szenarien gegensétzliche Trends beobachtet
werden konnen. Dies ist auf die noch stark transiente Temperaturentwicklung zuriick-
zufiihren.

Interessant ist in diesem Zusammenhang auch der Einfluss der Blechdicke. Je niedriger die
Dichtspitzentemperaturen ausfallen, desto bessere Einlaufeigenschaften des Systems sind zu
erwarten (vgl. Kapitel 2.3.3). Im untersuchten Fall nehmen die mittleren Temperaturen TAZZ
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fiir groBere Blechdicken, und somit fiir groere Fldchenverhdltnisse zwischen Metallblech
und der scheinbaren Dichtspitzenoberfldche, leicht zu. Dabei ist die Temperaturerh6hung
AT, 4, durch den Anstreifvorgang proportional zum effektiven flichenspezifischen
Reibwirmestrom ¢4 ,, in die scheinbare Kontaktfliche A,,. Obwohl die Kontaktfliche A
fiir die dickeren Bleche um 50 % grofer ist, steigen die Temperaturerhohungen in der Dicht-
spitze ATA’i12 lediglich zwischen 14 % fiir Szenario S5 und 26 % fiir die Szenarien S3 und S4
an. Der erhohende Einfluss des Flichenverhltnisses auf die Dichtspitzentemperaturen ATy,
wird demnach durch die niedrigeren Kontaktdriicke und somit geringeren freigesetzten
Reibenergien gedampft.
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Abbildung 47: Zeitgemittelte simulierte Dichtspitzentemperaturen in der scheinbaren
Kontaktflache (links) und in der tatséchlichen Kontaktfliche (rechts) fiir
alle Anstreifszenarien, finalen Zustelltiefen sy und fiir beide Blechdicken
(0,4 mm und 0,6 mm)

Auf die Temperaturen im Metallblech hat die Blechdicke gemd3 den Simulationen hingegen
nur einen geringen Einfluss, obwohl die insgesamt freigesetzte Reibwiarmemenge fiir grof3ere
Blechstérken in Folge der geringeren Reibkréfte abnimmt (vgl. Abbildung 48 und Abbildung
46b). Ursache hierfiir ist, dass die Blechtemperaturen vor allem durch den plastischen
VerschleiB und dem vom tribologischen System angestrebten Gleichgewichtszustand
zwischen effektiver Zustellrate und Gesamtverschleifirate getrieben sind (vgl. Kapitel 5.3.1).
Fiir groBere Blechdicken erhoht sich das Verhiltnis der makroskopischen Kontaktfliche A,
zu den Seitenfldchen Ag der Bleche, an welchen Wérme durch Konvektion und Strahlung an
die Umgebung abgegeben wird. Gleichzeitig fiihren geringere Kontaktdriicke zu einem
geringeren Wiarmetibergang in der Kontaktfldche, so dass der effektive Wirmeaufteilungs-
koeffizient f,¢; hoher ausfillt und ein groBerer Anteil der freigesetzten Reibwidrme in das
Metallblech geht (vgl. Abbildung 45a). Dieser Effekt wird durch die um 34 % niedrigere
drucksperzifische Steifigkeit k; der umgebenden Struktur bei den 0,6 mm dicken Blechen
verstirkt (vgl. Abschnitt 5.1.1), welche die reale Uberdeckung beeinflusst und gemif
Gleichung (112) in Kapitel 4.4.2 zu einer Erhdhung der plastischen Verschleifirate beitragt.
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Somit sind fiir die breiteren Metallbleche insgesamt weniger Reibwirme und geringere
Kontaktkrifte erforderlich, um die erforderliche totale Verschleifirate zum Erreichen des
Gleichgewichtszustands zu erzielen. Die Kontaktdriicke und der Anteil an abrasivem
Verschleil nehmen folglich fiir groBBere Blechdicken ab (vgl. Abbildung 40 und Abbildung
41). Mit den beschriebenen Zusammenhéngen ldsst sich erstmals der von Chupp et al. beim
Anstreifen von Schaufelspitzen gegen Honigwaben beobachtete Anstieg des plastischen
VerschleiBanteils fiir zunehmende Wandstiarken der Honigwabenbleche erkldren [27].
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Abbildung 48: Zeitgemittelte simulierte Blechtemperaturen in der scheinbaren Kontakt-
fliche (links) und in der tatsdchlichen Kontaktfliche (rechts) fiir alle
Anstreifszenarien, finalen Zustelltiefen s, und fiir beide Blechdicken
(0,4 mm und 0,6 mm)

5.3.3 Blitztemperaturen

Die Berechnung der Blitztemperaturen besitzt geméafl Abschnitt 5.1.5 fiir die im Rahmen
dieser Arbeit verwendete Modellformulierung keinen Einfluss auf das simulierte Einlauf-
verhalten. Dennoch kann die Betrachtung der Blitztemperaturen helfen, um die Abhéngigkeit
der Modellparameter und Ergebnisse von den Anstreifbedingungen zu erkldren. Eine
zuverlédssige Vorhersage und Validierung der Blitztemperaturen ist auf Grund der grof3en
Anzahl unbekannter Einflussfaktoren wie in Abschnitt 5.1.5 erldutert nicht moglich. Jedoch
lassen sich die relativen maximalen Blitztemperaturerh6hungen AT," gemall den Gleichungen
(87) und (88) in Kapitel 4.3.5 als Funktion der wirkenden Kréfte und Reibgeschwindigkeiten
sowie der temperaturabhingigen Werkstoffeigenschaften fiir die unterschiedlichen Anstreif-
szenarien berechnen.

Die sich fiir alle fiinf Anstreifszenarien ergebenden relativen Temperaturerhohungen fiir
einen kontinuierlichen Wiarmeeintrag AT ;. und fiir einen sich bewegenden Wirmeeintrag
ATy pew sind jeweils in Abbildung 49 dargestellt. In beiden féllen nehmen die Blitz-
temperaturen mit zunehmender Reibgeschwindigkeit zu. Ahnliche Tendenzen wurden bei
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den gemessenen Pyrometertemperaturen festgestellt (vgl. Abbildung 20 in Abschnitt 3.4.3).
Auftillig ist jedoch die umgekehrte Tendenz beziiglich des Einflusses der Zustellrate, welche
gemiB der Simulation zu hoéheren relativen Temperaturerh6hungen fiihrt. Eine mogliche
Ursache fiir diese unterschiedliche Tendenz liegt in den unbekannten Koeffizienten ¥, @, ¢,
C, sowie dem Emissionskoeffizienten €, welche wie in Abschnitt 5.1.5 diskutiert je nach
Anstreifbedingungen unterschiedlich grof3 ausfallen konnten.
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Abbildung 49: Simulierte relative Blitztemperaturerhohungsfaktoren fiir einen
kontinuierlichen Wirmeeintrag (links) und fiir eine bewegte
Wirmequelle (rechts) fiir alle fiinf Anstreifszenarien, finalen Zustell-
tiefen s, und fiir beide Blechdicken (0,4 mm und 0,6 mm)

In Abbildung 50 sind die tribologischen Modellparameter und VerschleiBBkoeffizienten fiir
alle Anstreifszenarien den mittleren relativen Blitztemperaturerh6hungen ﬁr* pew gEgen-
tibergestellt. Die Parameter wurden gemdll Kapitel 5.1 iterativ durch einen Vergleich der
Simulationsergebnisse mit den experimentell bestimmten Kontaktdriicken, Verschlei3-
verhéltnissen und den makroskopischen Blechtemperaturen bestimmt (vgl. Tabelle 4 in
Kapitel 5.1.3). Obwohl die simulierten Blitztemperaturen mit den verfligbaren
experimentellen Daten nicht eindeutig validiert werden kdnnen, sind in Abbildung 50
dennoch klare Zusammenhénge erkennbar. Der dynamische Reibkoeffizient u scheint gemal
Abbildung 50a mit zunehmender Blitztemperaturerhdhung abzunehmen. Ahnliche
Beobachtungen wurden bereits von verschiedenen Autoren gemacht, die Reibvorginge mit
hohen Reibgeschwindigkeiten untersuchten [53], [71], [114], [125]. Eine mdgliche Erklarung
fir die Abnahme der Reibkoeffizienten liegt in der temperaturbedingten Abnahme der
Materialfestigkeit, welche in der lokalen Kontaktzone zu einer zunehmend weicheren und
somit die Reibung reduzierenden Metallschicht fiihrt. AuBerdem konnen hohere
Temperaturen eine verstirkte Oxidation hervorrufen, wodurch die Oberflichen in der
Kontaktfliche verhdrten und so Reibmechanismen, wie zum Beispiel Mikrofurchen,
gehemmt werden. Der temperaturbedingte lokale Festigkeitsabfall konnte auch die Abnahme
der Zeitkonstanten t599°C des plastischen VerschleiBgesetzes mit zunehmenden Blitz-

c,pl
temperaturerhdhungen erkliren (Abbildung 50b).
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Abbildung 50: Abhingigkeit der kalibrierten tribologischen Modellparameter von den
maximalen relativen Blitztemperaturerhohungen fiir eine bewegte

Wiérmequelle (a, b, ¢) bzw. von den Blechtemperaturen in der Kontakt-
flache (d)

Eine gegensitzliche Tendenz ist fiir die Proportionalititskonstante des Warmelibergangs-
koeffizienten hpc, in der Kontaktfliche zu beobachten, der mit zunehmenden Blitz-
temperaturerhohungen ansteigt (Abbildung 50c). Dies konnte auf eine Vergroferung der
realen mikroskopischen Kontaktflaiche auf Grund des weicheren Werkstoffs oder auf eine
temperaturbedingte Zunahme der Warmeleitfahigkeit zuriickzufiihren sein. Bisher werden
diese beiden Effekte zwar bei der Berechnung der resultierenden Wéirmelibergangs-
koeffizienten in der Kontaktfliche hp. beriicksichtigt (vgl. Gleichung (35) in Abschnitt
4.3.1), jedoch werden sie im Modell bisher ausschlieBlich mit der makroskopischen
Temperatur T, berechnet. Die Simulationsergebnisse lassen vermuten, dass stattdessen eine
Berechnung auf Basis der Blitztemperaturerhohungen die Realitit noch besser abbilden
wiirde. Fiir die Proportionalititskonstante k3’ des abrasiven VerschleiBgesetzes konnte
hingegen kein klarer Zusammenhang mit den Blitztemperaturerhdhungen festgestellt werden.
Stattdessen verdeutlicht Abbildung 50d, dass der abrasive Verschleilkoeffizient eher mit der
mittleren makroskopischen Blechtemperatur TASC zu korrelieren scheint.

Sehr dhnliche Tendenzen lassen sich fiir die Abhdngigkeit der tribologischen Modell-
parameter von den mittleren relativen Blitztemperaturerhbhungen mit kontinuierlichem

Wirmeeintrag ATy}, sowie von den mittleren makroskopischen Temperaturen der schein-
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baren Kontaktfldche KSA feststellen (vgl. Kapitel 8.15 im Anhang). Insgesamt lédsst die
Betrachtung der relativen Temperaturerh6hungen vermuten, dass die Blitztemperaturen
durchaus einen wichtigen Einfluss auf die tribologischen Modellparameter und somit auf das
Systemverhalten ausiiben konnen. Eine eindeutige Validierung ist mit den verfiigbaren
experimentellen Daten jedoch nicht moglich. Dennoch deuten die Ergebnisse darauf hin, dass
durch eine zuverldssige Abschitzung der Blitztemperaturen eine allgemeingiiltigere
Definition der tribologischen Parameter moglich sein konnte. Eine individuelle Anpassung
der tribologischen Parameter fiir andere Anstreifbedingungen wire dann nicht mehr
erforderlich. Gleiches gilt fiir eine temperaturabhidngige Definition des abrasiven Verschleif3-
koeffizienten.

5.4  Fazit Modellvalidierung

Die Modellvalidierung erfolgte mit Hilfe der in Kapitel 3 beschriebenen Anstreifversuche.
Basierend auf dem entwickelten Modellierungsansatz wurde ein Anstreifmodell erstellt,
welches die Simulation von Anstreifvorgéngen zwischen einem einzelnen Metallblech und
einer einzelnen Dichtspitze mit paralleler Ausrichtung ermoglicht. Die theoretisch und
experimentell nicht direkt bestimmbaren Modellparameter wurden durch einen iterativen
Vergleich der Simulationsergebnisse mit den experimentellen Daten ermittelt. Der Grofteil
der so bestimmten Modellparameter war fiir alle Anstreifszenarien gleichermafen giiltig.
Eine Ausnahme bildeten die vier Modellparameter p, hrc g, k3P und tepi, deren Werte je
nach Anstreifszenario geringfiigig angepasst werden mussten. Als mogliche Ursache fiir die
erforderliche Anpassung konnte die Temperaturabhdngigkeit dieser vier Modellparameter
identifiziert werden, welche in der Simulation bisher nicht beriicksichtigt wurde.

Insgesamt ergab sich eine hervorragende Ubereinstimmung zwischen den Simulations-
ergebnissen und den experimentellen Daten. Sowohl der Einfluss der Blechstirke als auch
der finalen Zustelltiefe wurde sehr gut abgebildet. Die Ergebnisse der Modellvalidierung
verdeutlichen, dass der entwickelte Modellierungsansatz dazu in der Lage ist, das Anstreif-
verhalten des betrachteten FEinlaufsystems wunter verschiedenen Anstreifbedingungen
realistisch abzubilden. Eine solch exzellente Ubereinstimmung ist nur moglich, wenn alle
signifikanten Einflussfaktoren und ihre Wechselwirkungen vom Modell realitdtsnah
abgebildet werden. Des weiteren zeigte der entwickelte Modellierungsansatz trotz kurzer
Rechenzeiten ein sehr stabiles Konvergenzverhalten. Er eignet sich somit hervorragend fiir
die Durchfiihrung von Parameterstudien und Systemoptimierungen.

Mit Hilfe des validierten Modellierungsansatzes konnten erstmals verschiedene
Beobachtungen aus den experimentellen Untersuchungen in Kapitel 3 und aus der Literatur
sowohl qualitativ als auch quantitativ erklart werden. Besonders hervorzuheben ist der vom
Einlaufsystem angestrebte Gleichgewichtszustand zwischen der totalen Verschleifirate und
der effektiven Zustellrate, der eine essentielle Grundlage fiir das Verstindnis des
Systemverhaltens bildet. Mit Hilfe des Gleichgewichtszustands konnte unter anderem
erstmals der starke Einfluss der Zustellrate auf die Kontaktdriicke und Reibtemperaturen
quantifiziert werden, welcher bereits von mehreren Autoren beobachtet wurde. Fiir hohe
Zustellraten ist ein erhohter Anteil an plastischem Verschleill erforderlich, um dem System
das Erreichen des Gleichgewichtszustands zu ermoglichen. Auch der im Anstreifversuch
beobachtete Abfall der Kontaktdriicke und VerschleiBverhéltnisse mit zunehmender
Blechdicke konnte mit Hilfe der Simulationsergebnisse erklart werden.
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Fiir verschiebungsgesteuerte Anstreifvorgiange zwischen mehreren Dichtspitzen und einer
vollstdndigen Honigwabenzellstruktur ist ein qualitativ sehr dhnliches Reib- und Verschleil3-
verhalten zu erwarten. Die diinnwandigen Honigwabenbleche erfahren beim Anstreifen
dhnlich den Versuchsbedingungen einen deutlich héheren effektiven, flichenspezifischen
Reibwirmeeintrag als die Dichtspitze. Je nach Spitzengeometrie und Relativbewegungs-
richtung kann auch an der Vorder- und Hinterflanke der Dichtspitze Kontakt auftreten. Auch
in diesem Fall strebt das System in jeder Kontaktfliche einen Gleichgewichtszustand an.
Dieser dndert sich jedoch in Folge der sich stindig dndernden GroB3e der am Anstreifvorgang
beteiligten Kontaktflichen und/oder der Relativbewegung.






6  Sensitivitatsanalyse

Ein wesentlicher Vorteil des entwickelten Modellierungsansatzes ist die sehr kurze Rechen-
dauer, welche die Durchfiihrung einer Sensitivitdtsanalyse in einem akzeptablen Zeitrahmen
von nur wenigen Tagen ermoglicht. Ziel der Sensitivititsstudie ist einerseits die Ver-
besserung des Systemverstindnisses durch Quantifizierung der Effekte und Wechsel-
wirkungen aller Einflussparameter auf die verschiedenen Systemgroflen. Das betrachtete
Einlaufsystem strebt gemdfl Abschnitt 5.3.1 in allen Fillen einen Gleichgewichtszustand
zwischen effektiver Zustellrate S,¢r und totaler VerschleiBrate W, an. Abhidngig von den
vorherrschenden Bedingungen und Werkstoffeigenschaften der Reibpartner setzt sich die
totale Verschleilrate aus unterschiedlichen Verschleilanteilen zusammen. Diese bestimmen
die resultierenden Kontaktdriicke und Reibtemperaturen. Ein anderes Ziel der Sensitivitéts-
studie liegt in der Quantifizierung der Auswirkungen von Unsicherheiten in den Einfluss-
groBen auf die Simulationsergebnisse und die Bewertung der Zuverldssigkeit der
Simulationen. Dieses Kapitel widmet sich der Vorstellung und Diskussion der Ergebnisse der
Sensitivitdtsstudie.

Im Rahmen der Sensitivititsstudie werden alle Modellparameter variiert, die theoretisch und
experimentell nur schwer bestimmbar und somit mit einer gréoBeren Unsicherheit behaftet
sind. Hierzu zéhlen neben den mechanischen und thermischen Randbedingungen vor allem
die Anstreifbedingungen, die tribologischen Modellparameter sowie die Koeffizienten der
VerschleiBgesetze und Werkstoffeigenschaften. Das Anstreifszenario (S3 mit vg = 110 m/s
und $;, = 0,254 mm/s), die Geometrie und die Blechstirke (0,4 mm) sowie die anderen
Randbedingungen bleiben hingegen konstant. Es ergeben sich gemil3 Tabelle 8 insgesamt 15
Parameter, diec im Rahmen der Sensitivitdtsstudie untersucht werden. Der beriicksichtigte
Wertebereich liegt jeweils um die +/-25 Prozent der in Kapitel 5.1 definierten Referenzwerte.
Alle Eingangsgroflen werden unabhingig voneinander variiert.

Die ortliche und zeitliche Diskretisierung bleibt gemiB den Ergebnissen in Kapitel 5.2.1
konstant, wobei auf Grund der Variation der Wirmeleitfahigkeit eine entsprechende
Reduktion der maximalen ZeitschrittgroBe um 25 Prozent zur Erfiillung der CFL-Bedingung
erforderlich ist. Der Skalenfaktor ¢,; des plastischen Verschleifigesetzes und die Dehngrenze
des Blechwerkstoffs besitzen gemiB3 Gleichung (112) in Abschnitt 4.4.2 beide dieselbe
Wirkung auf das Verschleiverhalten, weshalb im Rahmen dieser Sensitivititsstudie lediglich
die Dehngrenze des Werkstoffs Ry, variiert wird. Eine weitere Annahme umfasst identische
konvektive Warmeiibergangskoeffizienten h; fiir Blech und Dichtspitze an der Kontaktstelle.
Die Temperaturabhidngigkeit der Werkstoffeigenschaften bleibt im Rahmen der
Sensitivitdtsstudie unverdndert. Lediglich ihr Absolutniveau wird gemidf3 den Faktoren in
Tabelle 8 angepasst.

6.1 Definition des Simulationsplans

Fiir die Identifikation und Bewertung der Wechselwirkungen zwischen den Eingangsgrofien
ist fiir die Parameterstudie eine ,,one-factor-at-a-time* Vorgehensweise ungeeignet.
Stattdessen ist der Einsatz von statistischer Versuchsplanung sinnvoll, um die Haupteinfliisse
und Wechselwirkungen zwischen den 15 Parametern mit einer moglichst geringen Anzahl an



128 6 Sensitivitatsanalyse

Simulationen zu quantifizieren. Ein vollfaktorieller statistischer Versuchsplan mit nur zwei
Stufen fiir alle 15 Faktoren wiirde bereits 32768 Simulationsdurchldufe erfordern.

Tabelle 8:  Zusammenfassung aller im Rahmen der Sensitivititsanalyse variierten

Parameter
Kategorie | Nr. Parametername Symbol | Wert | Einheit
Rand- 1 Steifigkeit Struktur kg 350 [MPa/mm]
bedingungen 2 Konv. Wirmeiibergangskoeff. hy 300 [W/m?2K]
3 GroBe des Umfangssegments 2('0—@:_[ 15 [%]
Anstreif-
. 4 Temperaturerh6hungsfaktor Blech fars 0,09 [-]
bedingungen ’
5 Temperaturerhdhungsfaktor DS farp 1,33 [-]
6 Reibkoeffizient U 0,156 [-]
Tribologische

Proportionalititskonstante des
Modell- 7 . . . hTC 0 19000 [1/m]
Wirmeitibergangskoeffizienten '

parameter
8 Intrinsischer Wérmeaufteilungskoeft. Bi 0,5 [-]
Verschleil- 9 Abrasiver VerschleiBkoeff. Tt 22,73 [-]
gesetze 10 Zeitkonstante bei 800°C te1(800°C) | 2,5 [ms]
11 Faktor Temperaturleitfdhigkeit Blech % 1 [-]
12 Faktor Elastizititsmodul Blech fz 1 [-]
Werkstoff- - p
eigenschaften 13 Faktor Warmeausdehnungskoeft. Bl. fa 1 [-]
14 Faktor Dehngrenze Blech iz 1 [-]
15 Faktor Temperaturleitfahigkeit DS P 1 [-]

Um die hohe Zahl an erforderlichen Datenpunkten erheblich zu reduzieren, bieten sich
teilfaktorielle Versuchspline oder so genannte ,Latin Hypercube® Versuchsplidne an.
Wihrend bei ersteren gezielte Liicken in den vollfaktoriellen Versuchsplan eingebracht
werden, bestehen Latin Hypercubes aus einer zufilligen Verteilung der Datenpunkte im
gesamten zuldssigen, mehrdimensionalen Wertebereich der Eingangsparameter. Die Punkte
werden dabei uniform tliber den Wertebereich verteilt, so dass der verfiigbare Raum
vollstindig und gleichmdfig abgedeckt wird und die verschiedenen Eingangsgroflen
moglichst geringfligig miteinander korrelieren. Letzteres ist eine wichtige Voraussetzung flir
die zuverldssige Quantifizierung der Einfliisse der verschiedenen Parameter. Ein Beispiel fiir
die Verteilung der Datenpunkte im Parameterraum bei klassischen zweistufigen statistischen
Versuchspldnen und einem Latin-Hypercube fiir 512 Datenpunkte ist in Abbildung 51
dargestellt.
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Abbildung 51: Beispiel der Punkteverteilung fiir einen Schnitt durch den 15-
dimensionalen Eingangsparameterraum fiir einen teilfaktoriellen
Versuchsplan mit 512 Datenpunkten (groBe Rechtecke) und ein Latin
Hypercube mit identischer Anzahl an Datenpunkten (kleine Punkte)

Mit abnehmender Anzahl an Versuchs- oder Simulationsdurchldufen sinkt die Aussagekraft
der Daten, da Mehrfachwechselwirkungen zwischen den Parametern auf Grund zu starker
Korrelationen untereinander nicht mehr von den Haupteinfliissen oder von anderen Wechsel-
wirkungen unterscheidbar sind. Fiir die nachfolgende Sensitivitétsstudie werden sowohl ein
zweistufiger teilfaktorieller Versuchsplan mit einer Auflésung von sechs (gro3e Rechtecke in
Abbildung 51) als auch ein Latin Hypercube (kleine Punkte in Abbildung 51) mit jeweils 512
Simulationsdurchldufen eingesetzt. Eine Auflosung von sechs bedeutet, dass Haupteinfluss-
faktoren (x;), zweifach-Wechselwirkungen (xl- . xj) und dreifach-Wechselwirkungen
(xl- " X; -xk) eindeutig voneinander unterschieden werden konnen. Jedoch lassen sich die
dreifach-Wechselwirkungen fiir diese Auflosung nicht eindeutig zuordnen, da sie teilweise
direkt miteinander korrelieren. Fiir ndhere Informationen zur Auswahl der Simulationspléne
wird auf Kapitel 8.16 im Anhang verwiesen.

6.2  Ergebnisse der Sensitivitatsanalyse

Fir die Auswertung der Simulationsergebnisse werden zunidchst die hier betrachteten
Ausgangsgrofien Kontaktdruck p¢, effektiver Reibwirmeaufteilungskoeffizient Berp sowie
die Temperaturen in den scheinbaren Kontaktflichen des Metallblechs T, ’, und der Dicht-
spitze TfA zeitlich liber die Dauer des Anstreifvorgangs gemittelt. Die Auswertung umfasst
auch die Betrachtung des Verhiltnisses aus abrasivem Verschleil w, zum Gesamtverschleil3
Weor am Ende des Anstreifvorgangs. Mit Hilfe einer multikriteriellen Merkmalsbewertung
und linearer Regressionsmodelle werden die Wirkungen der verschiedenen Eingangs-
parameter auf die genannten AusgangsgroBen des tribologischen Systems quantifiziert. Fiir
ndhere Informationen zum eingesetzten Auswertealgorithmus wird auf Mikut, Pychynski und
Schwerzel verwiesen [112], [130], [138].

Die aus den varianznormierten Daten des teilfaktoriellen Versuchsplans bestimmten linearen
Regressionskoeffizienten k;;, filir verschiedene Systemgrdéfien sind in Tabelle 9 und Tabelle
10 zusammengefasst. Ein positiver Koeffizient x;;, bedeutet, dass eine Erhéhung der
Eingangsgrofe zu einer Erhohung der entsprechenden Ausgangsgrofe fiihrt und umgekehrt.
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Tabelle 9:  Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir den zweistufigen
teilfaktoriellen Versuchsplan fiir den zeitgemittelten Kontaktdruck und das
Verschleiflverhiltnis bei einer finalen Zustelltiefe von 1,5 mm

DOE (Faltung 6, 512 Datenpunkte)
sf=1,5mm
Kontaktdruck Verschleiliverhaltnis
Nr.
Pc W/ Wit
1 u -0,584 fs -0,535
2 B; -0,465 m -0,451
3 hrco 0,316 B -0,354
4 s 0,278 k&P 0,315
5 > -0,278 hreo 0,242
HF 5 5
6 fi 0,213 fi 0,207
7 Pec 0,142 £ 0,163
2T
8 kg 0,097 Pec 0,112
2.1
9 tepi 0,090 kg 0,095
10 faiP -0,063 tepl 0,092
1 u- B 0,108 e fe 0,147
2 i hreo -0,096 k&b - 2 -0,109
3 P -0,071 Bifs 0,093
Www

4 wfi -0,070 u- kgb -0,091
5 wfs 0,068 hrco - f5 -0,084
6 | hrco-fP 0,059 B; - kP -0,074

Je groBer dieser Koeffizient, desto grofer ist der Einfluss des entsprechenden Faktors. Die
Tabellen beinhalten nur die jeweils zehn wichtigsten Haupteinflussfaktoren (HF) und die
sechs wichtigsten Wechselwirkungen (WW) fiir eine finale Zustelltiefe von 1,5 mm. Weitere
Tabellen mit sehr dhnlichen Ergebnissen fiir die Zustelltiefen von 0,5 mm und 1,0 mm sowie
mit der Auswertung der Latin Hypercube Simulationsplidne befinden sich in Kapitel 8.17 im
Anhang.
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Tabelle 10:

Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir den zweistufigen
teilfaktoriellen Versuchsplan fiir den zeitgemittelten effektiven Warmeauf-

teilungskoeffizienten, die zeitgemittelte Blechtemperatur und die zeitge-
mittelte Dichtspitzentemperatur bei einer finalen Zustelltiefe von 1,5 mm

DOE (Faltung 6, 512 Datenpunkte)
sp=1, 5 mm

Wirmeaufteilung Blechtemperatur Spitzentemperatur

Nr. < ——

Beff TAA TAA
1 B; 0,638 M 0,517 B -0,610
2 hrco -0,395 B 0,412 hrco 0,397
3 s 0,376 S 0,320 S -0,357
4 U 0,325 hreo -0,286 i 0,321
5 P -0,214 far -0,257 Pec -0,270

21
HF -
6 fi -0,171 i -0,247 m -0,251
7 Pec -0,110 £ -0,190 P -0,105
2.1
8 furP 0,047 kg 0,180 ks 0,100
9 ks -0,042 tepi 0,161 tepl 0,097
10 hye 0,041 Pec -0,089 furl -0,082
2.1
1 hrco - Bi -0,155 wefs -0,129 B, . Pec. 0,079
2w
2 Bi-fs 0,151 u- B -0,124 hrco f3 -0,067
3 K- Bi 0,141 K hreo 0,103 hrco - Bi -0,066
ww

4 Bi-fi -0,091 we i 0,087 Bi- fi -0,050
5 B fP 0,051 | hyco-f7 0,075 B fP 0,049
6 wefs 0,048 wefe 0,074 hrco [ 0,047

Das abrasive VerschleiBverhéltnis, der resultierende Kontaktdruck sowie die Reib-
temperaturen sind wie bereits in Abschnitt 5.3 erldutert eng miteinander verkniipft, so dass
alle drei Ausgangsgroflen insgesamt von sehr dhnlichen Parametern beeinflusst werden.
Diese enge Verkniipfung wird in Abbildung 52 veranschaulicht, in welcher die Systemgréfen
fiir alle insgesamt 1024 durchgefiihrten Simulationsdurchliufe des teilfaktoriellen Versuchs-
plans (DOE, groBle Sterne) und des Latin Hypercubes (LHS, kleine Punkte) fiir eine finale
Zustelltiefe von 1,5 mm gegeneinander aufgetragen sind. Fiir hohere Verschlei3verhéltnisse
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und somit einen zunehmenden abrasiven VerschleiBanteil sind gemi3 Abbildung 52a und
Abbildung 52b hohere Kontaktdriicke und geringere Blechtemperaturen erforderlich (vgl.
Abschnitt 5.2.2), was sich auch an den Vorzeichen der Koeffizienten in Tabelle 9 und
Tabelle 10 widerspiegelt. Zum Beispiel verursachen hohere Reibkoeffizienten u eine
Abnahme der Kontaktdriicke p¢ (k;;, = —0,584) und des Verschleiverhiltnisses w, /Wy,
(K;in = —0,451), wahrend die Blechtemperaturen TASA ansteigen (k;;, = +0,517). Gleich-
zeitig fihren hohere Kontaktdriicke geméf Abbildung 52¢ tendenziell zu einer Abnahme des
mittleren effektiven Wiarmeaufteilungskoeffizienten @ Der Reibwérmeanteil, der in die
rotierende Dichtspitze geht, nimmt folglich mit steigendem Kontaktdruck tendenziell zu. Die
miteinander konkurrierenden abrasiven und plastischen Verschleifiraten sind in Abbildung
52d gegeneinander aufgetragen. Sie verdeutlichen, dass der Gleichgewichtszustand durch
verschiedene Kombinationen beider Verschleiflanteile erreicht werden kann.
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Abbildung 52: Zusammenhinge zwischen den verschiedenen zeitgemittelten System-
groflen aus dem teilfaktoriellen Versuchsplan (DOE) und dem Latin
Hypercube Sample (LHS) fir die finale Zustelltiefe von 1,5 mm
(ve = 110 m/s, ds/dt = 0,254 mm/s)

Gemal} Tabelle 9 und Tabelle 10 gehoren vor allem der dynamische Reibkoeffizient u, der
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intrinsische Wirmeaufteilungskoeffizient f3;, der Elastizititsmodul f; des Blechwerkstoffs,
die Proportionalititskonstante des Wirmeiibergangskoeffizients in der Kontaktfliche hr¢
sowie die Wirmeleitfihigkeiten des Blechs f; und der Dichtspitze f;° zu den wichtigsten
Einflussfaktoren. Vor allem die ersten vier genannten Gréfen sind sowohl theoretisch als
auch experimentell nur schwer zu bestimmen und daher mit einer erhohten Unsicherheit
behaftet. Ihr Einfluss auf die fiinf Ausgangsgrof3en im betrachteten Wertebereich wird im
Folgenden ausfiihrlicher diskutiert.

Mit zunehmendem Reibkoeffizient g nimmt der mittlere Kontaktdruck p; ab (kj, =
—0,584, Abbildung 53a), da schon bei geringeren Kontaktdriicken ausreichend Reibwérme
freigesetzt wird, um die notwendige plastische Verschleilrate bzw. die dazugehorigen
Temperaturen zu erreichen. Gleichzeitig steigt der effektive Warmeaufteilungskoeffizient
Besr an (ki = +0,325, Abbildung 53b), da niedrigere Kontaktdriicke zu weniger Wirme-
tibertragung vom Blech iiber die Kontaktflache in die Dichtspitze fiihren. Dementsprechend
verursacht eine Zunahme vom Reibkoeffizienten ebenfalls eine leichte Abnahme der
Dichtspitzentemperaturen TAL; (k;;n = —0,251, Abbildung 53c). Bei geringeren Kontakt-
driicken tritt weniger abrasiver Verschleill auf, weshalb die plastische VerschleiBrate zum
Erreichen des Gleichgewichtszustands zunehmen muss und die mittleren Temperaturen im
Blech TASA ansteigen (k;;, = +0,517, Abbildung 53d). Das VerschleiBverhéltnis sinkt
demnach mit zunehmendem Reibkoeffizient u (k;;,, = —0,451, Abbildung 53e).
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Abbildung 53: Simulierter Einfluss des Reibkoeffizienten u auf die zeitgemittelten
SystemgroBen (sy= 1,5 mm, vg = 110 m/s, ds/dt = 0,254 mm/s)

Der intrinsische Wirmeaufteilungskoeffizient B; spielt eine dhnlich bedeutende Rolle wie
der dynamische Reibkoeffizient. Je hoher er ausfillt, desto grofer ist der Anteil der direkt im
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Blech freigesetzten Reibwirme und desto geringer fallen der mittlere Kontaktdruck (x;;;,, =
—0,465, Abbildung 54a) und das Verschlei3verhiltnis aus (k;;;,, = —0,354, Abbildung 54b).
Die Erkldrung flir dieses Verhalten ist &dhnlich wie beim Reibkoeffizienten. Der starke
Einfluss des intrinsischen Wairmeaufteilungskoeffizienten auf den effektiven Wairme-
aufteilungskoeffizienten (x;;;,, = +0,638, Abbildung 54c) wird durch Gleichung (68) in
Abschnitt 4.3.4 verdeutlicht. Eine vergleichbare Wirkung auf Kontaktdruck, Verschleif3-
verhiltnis und effektiven Wirmeaufteilungskoeffizienten besitzt eine Abnahme der
Proportionalititskonstanten des Wirmeiibergangskoeffizienten hr¢ o in der Kontaktfliche
(Abbildung 54d bis Abbildung 54f).
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Abbildung 54: Simulierter Einfluss des intrinsischen Wérmeaufteilungskoeffizienten f;
(oben) und der Proportionalititskonstanten des Wéarmeiibergangs-
koeffizienten /rc o (unten) in der Kontaktfliche auf die zeitgemittelten
SystemgroBen (sy= 1,5 mm, vg = 110 m/s, ds/dt = 0,254 mm/s)

Der Elastizititsmodul f3 iibt trotz einer hoheren Steifigkeit des Blechs einen negativen
Einfluss auf die resultierenden Kontaktdriicke (k;;, = —0,278, Abbildung 55a) und das
VerschleiBverhéltnis (x;;,, = —0,535, Abbildung 55b) aus. Hintergrund ist der Einfluss des
Elastizitdtsmoduls auf die Grofle der realen, mikroskopisch kleinen Kontaktfliche, welche
sowohl den Wirmeiibergang zwischen den Reibpartnern in der Kontaktflache als auch die
Hohe der abrasiven Verschleiflirate beeinflusst (vgl. Gleichung (35) in Abschnitt 4.3.1 und
Gleichung (107) in Abschnitt 4.4.1). Dementsprechend besitzt eine Erhdhung des
Elastizitdtsmoduls eine dhnliche Wirkung wie eine VergroBerung des Reibkoeffizienten oder
des intrinsischen Wiarmeaufteilungskoeffizienten. Ein steigender Elastizitdtsmodul fiihrt zu
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einer Zunahme des effektiven Wérmeaufteilungskoeffizienten (x;;, = +0,376, Abbildung
55¢) und der Blechtemperaturen (x;;;, = +0,320, Abbildung 55d) sowie zu einer Abnahme
der Dichtspitzentemperaturen (k;;, = —0,357, Abbildung 55e¢). Der negative Einfluss des
Elastizitdtsmoduls auf das abrasive VerschleiBBverhiltnis ist besonders groB (k;;, = —0,535,
Abbildung 55b), da sich hier die beiden Effekte eines verschlechterten Warmeiibergangs in
der Kontaktfliche und einer niedrigeren abrasiven VerschleiBBrate {iberlagern.
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Abbildung 55: Simulierter Einfluss des Elastizitdtsmoduls des Blechs auf die zeitge-
mittelten SystemgroBen (sy= 1,5 mm, vg = 110 m/s, ds/dt = 0,254 mm/s)

Die Wirmeleitfihigkeiten des Blechs f5 und der Dichtspitze f2 besitzen eine
vergleichbare Wirkung auf die betrachteten Systemgrofen. Eine Zunahme der Wirmeleit-
fahigkeiten fiihrt auf Grund der verbesserten konduktiven Warmeabfuhr aus der Kontaktzone
und der sich gleichzeitig erhohenden Warmeiibergangskoeffizienten hy- in der Kontaktflache
zu einer Abnahme der Blechtemperaturen (x;;;,, = —0,247 und x;;;, = —0,190, Abbildung
56a und Abbildung 56d). Dementsprechend sind hohere Kontaktdriicke (x;;,, = +0,278 und
K;in = +0,213, Abbildung 56b und Abbildung 56e) und plastische Verschleifliraten
erforderlich, um den Gleichgewichtszustand zu erreichen. Die verbesserte Wérmeleit-
fahigkeit der Kontaktflichen sowie die hoheren Kontaktdriicke fiihren beide zu niedrigeren
effektiven Wirmeaufteilungskoeffizienten B.rr (K, = —0,171 und K, = —0,214) und
somit zu hoheren Reibwirmeeintrigen in die Dichtspitze. Dieser Effekt dampft die
verringernde Wirkung einer erhohten Warmeleitfahigkeit des Dichtspitzenwerkstoffs auf die
resultierenden Dichtspitzentemperaturen, weshalb ihr Einfluss hier vergleichsweise gering
ausfillt (x;;,, = —0,105, Abbildung 56f). Im Gegensatz hierzu fiihrt eine Erhohung der
Wirmeleitfahigkeit des Blechwerkstoffs zu einer deutlicheren Erhdhung der Dichtspitzen-
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temperaturen (k;, = +0,321, Abbildung 56c¢). Qualitativ dhnliche Effekte sind durch
anderweitige Verbesserungen der Abfuhr der Reibwédrme aus der Kontaktzone zu erwarten,
wobei bei gleichbleibenden Wirmeleitfahigkeiten in der Kontaktfliche geringere
Auswirkungen auf die Temperaturentwicklung zu erwarten sind. Der Einfluss des
konvektiven Wirmeiibergangskoeffizienten hj, der umgebenden Luftstromung auf das
Systemverhalten erwies sich im Rahmen der Sensitivititsstudie als vergleichsweise gering.
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Abbildung 56: Simulierter Einfluss der Warmeleitfahigkeiten des Blechs (oben) und
der Dichtspitze (unten) auf die zeitgemittelten SystemgroBen
(sr=1,5mm, vg = 110 m/s, ds/dt = 0,254 mm/s)

Alle anderen variierten Einflussgroflen besallen einen eher untergeordneten Einfluss auf das
Systemverhalten. Zu nennen sind lediglich noch die VerschleiBkoeffizienten, die Steifigkeit
der umgebenden Struktur sowie die GroBe des anstreifenden Umfangssegments. Eine
Erhéhung des abrasiven VerschleiBkoeffizienten k3P fiihrte zwar zu gréBeren Verschleif-
verhéltnissen und somit zu weniger plastischen Verformungsverschleil (x;;,, = +0,321),
beeinflusste die restlichen Systemgrof3en jedoch nicht nennenswert. Die Ursache hierfiir liegt
darin, dass der positive Einfluss des erhohten Verschleikoeffizienten auf die abrasive
Verschleifirate gemdl Gleichung (107) in Abschnitt 4.4.1 durch gleichzeitig sinkende
Kontaktdriicke sowie einem temperaturbedingt leicht zunehmenden Elastizitdtsmodul
geddmpft wird. Eine Verringerung der plastischen VerschleiBBrate durch eine Erhohung der
Zeitkonstanten t.,,; ergibt einen kleinen Anstieg des Kontaktdrucks (x;; = +0,090), der
Blechtemperatur (x;;;,, = +0,161) und des VerschleiBverhéltnisses (k;;, = +0,092). Auch
eine Erhohung der Struktursteifigkeit kg filhrt auf Grund der geringeren realen
Uberdeckungen s, gemiB Gleichung (112) in Kapitel 4.4.2 zu einer Verringerung der
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plastischen Verschleirate und somit zu hoheren Kontaktdriicken (x;;;,, = +0,097), groBeren
Verschleilverhiltnissen (x;;;,, = +0,095) sowie zu geringeren effektiven Warmeaufteilungs-
koeffizienten (x;;,, = —0,042). Einen #hnlichen FEinfluss besitzt eine VergroBerung des
Umfangssegments ¢,.. Jedoch muss hier bei der Interpretation beriicksichtigt werden, dass
die Temperaturerhdhungsfaktoren im Rahmen der Sensitivititsstudie vereinfachend
unabhingig von der GroB3e des Umfangssegments variiert wurden.

Wechselwirkungen zwischen den Einflussgroflen spielen im betrachteten Parameterraum
ebenfalls eine Rolle, auch wenn sie geméd3 den Regressionskoeffizienten in Tabelle 9 und
Tabelle 10 einen geringeren Einfluss als die Hauptfaktoren besitzen. Das bedeutet, dass sich
die erhohenden und verringernden Wirkungen der verschiedenen Einflussgroen in Folge
von Wechselwirkungen nicht umdrehen. Dennoch iiben die Wechselwirkungen einen
Einfluss aus, indem sie beispielsweise die Wirkung einzelner Faktoren verstirken oder
ddmpfen. Zu erkennen ist dies beispielsweise an den Kurvenverldufen in Abbildung 53b, in
welcher die Wirkung der Wechselwirkung u - f; zwischen dem Reibkoeffizienten und dem
intrinsischen ~ Wérmeaufteilungskoeffizienten auf den effektiven Wairmeaufteilungs-
koeffizienten dargestellt ist (k;;, = +0,141). Je groBer der intrinsische Warmeaufteilungs-
koeffizient ausfillt, desto groBer ist die Steigung der jeweiligen Kurven und somit der
Einfluss des Reibkoeffizienten. Der fiir die Sensitivititsstudie verwendete zweistufige
teilfaktorielle Versuchsplan erméglicht nur die Betrachtung von linearen Effekten. Wie
beispielsweise Abbildung 55 verdeutlicht, treten im betrachteten Parameterraum auch nicht-
lineare Effekte auf.

6.3  Fazit Sensitivitatsanalyse

Der entwickelte Modellierungsansatz erwies sich als sehr gut geeignet fiir die Sensitivitats-
analyse. Die kurzen Rechenzeiten ermoglichten die Durchfithrung von insgesamt 1024
Simulationsdurchldufen in wenigen Tagen. Die Ergebnisse der Sensitivitdtsstudie
verdeutlichen die starken Wechselwirkungen zwischen den verschiedenen SystemgrofBen.
Aus diesem Grund miissen fiir eine erfolgreiche Optimierung der Einlaufsysteme im
verwendeten Modell stets alle Teilmodelle und Einflussgroen beriicksichtigt werden. Eine
Beschrinkung der Optimierung auf nur einen Reibpartner ist nicht sinnvoll. Gemill den
Ergebnissen der Sensitivitdtsstudie besitzen die theoretisch und experimentell schwer
bestimmbaren tribologischen Modellparameter sowie die temperaturabhdngigen Wiarmeleit-
fahigkeiten und Elastizititsmodule der Werkstoffe einen wichtigen Einfluss auf das System-
verhalten. Hohe Unsicherheiten in der Bestimmung dieser Eingangsgroflen fithren dement-
sprechend zu sehr starken Unterschieden im vorhergesagten Systemverhalten und miissen bei
der Auslegung von Einlaufsystemen unbedingt beriicksichtigt werden. Die Temperatur-
erhohungsfaktoren fiir das Blech und die Dichtspitze sowie die FlieBgrenze, Wirmekapazitit
und Dichte des Blechwerkstoffs spielen hingegen eine untergeordnete Rolle.

Eine Reduktion der Dichtspitzentemperaturen beim Anstreifen mindert die Gefahr von
verstiarktem Dichtspitzenverschleil3, selbstverstarkenden thermoelastischen Instabilitdten oder
kritischen Beschddigungen und verbessert somit das Einlaufverhalten des Systems.
Gleichzeitig kann ein erhohter Anteil an abrasivem Verschleill Vorteile beziiglich der Schirfe
der Kanten und somit der aerodynamischen Dichtwirkung bieten. Basierend auf den
Ergebnissen der Sensitivitétsstudie ergeben sich die folgenden Richtlinien zur Reduktion der
Dichtspitzentemperaturen beim Anstreifen gegen ein Honigwabenblech:
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- Der intrinsische Warmeaufteilungskoeffizient f5; besitzt einen grofen Einfluss auf die
resultierenden Dichtspitzentemperaturen. Er ist unter anderem eine Funktion der
Werkstoffpaarung und kann sich dndern, sobald einer der eingesetzten Werkstoffe
modifiziert wird. Eine Anderung der Werkstoffpaarung kann demnach trotz
verbesserter anderer Werkstoffeigenschaften zu unerwarteten nachteiligen
Konsequenzen auf das Einlaufverhalten fiihren.

- Eine Schwichung des Wérmeiibergangs in der Kontaktfliche fiihrt zu deutlich
niedrigeren Dichtspitzentemperaturen. Erreicht werden kann dies beispielsweise
durch eine auf die Kontaktfldche beschriankte Absenkung der Warmeleitfdhigkeit von
Einlaufbelag und Dichtspitze oder durch eine Erhéhung des Elastizitdtsmoduls. Beide
MafBnahmen werden beispielsweise durch eine keramische Beschichtung der
Dichtspitze erfiillt. Eine Verringerung der Kontaktdriicke beim Anstreifen mindert
ebenfalls den Wirmeiibergang in der Kontaktfldche.

- Eine Verbesserung der Wéarmeabfuhr aus der Dichtspitze, beispielsweise durch eine
Erhéhung der Wirmeleitfihigkeit f;°, senkt die Dichtspitzentemperaturen und erhdht
den Anteil an abrasivem Verschlei3. Jedoch wird dieser Effekt geddmpft durch den
verstirkten Wérmeiibergang vom heifleren Stator in die kiihlere Dichtspitze in Folge
des hoheren makroskopischen Temperaturgradientens iiber die Kontaktflache.

- Eine Verschlechterung der Warmeabfuhr aus dem Einlaufbelag, zum Beispiel durch
eine Verringerung von f;, sowie eine Verringerung der Systemsteifigkeit fiihren zu
einer Abnahme der Kontaktdriicke und somit zu geringeren Dichtspitzen-
temperaturen. Gleichzeitig erhoht sich der Anteil an plastischem Verschleif3.

- Eine VergroBerung des Reibkoeffizienten u fiihrt entgegen der Intuition zu geringeren
Kontaktdriicken und somit zu groferen effektiven Reibwarmeaufteilungs-
koeffizienten, was in geringeren Dichtspitzentemperaturen resultiert. Gleichzeitig
erhoht sich allerdings der Anteil an plastischem Verschleil3.

- Eine Erhohung der abrasiven VerschleiBrate k{? fiihrt wider erwartens zu keiner
signifikanten Verringerung der Dichtspitzentemperaturen, erhoht aber das Verhiltnis
von abrasiver VerschleiBhdhe zur GesamtverschleiBhdhe.

Diese Richtlinien konnen qualitativ auf das Anstreifverhalten zwischen einer oder mehreren
Dichtspitzen und einem vollstdndigen Honigwabeneinlaufbelag iibertragen werden. Es ist an
dieser Stelle anzumerken, dass die Geometrie der Reibpartner sowie die Anstreif-
bedingungen, wie beispielsweise die Reibgeschwindigkeit oder die Zustellrate, im Rahmen
der Sensitivititsstudie nicht untersucht wurden. Der signifikante Einfluss dieser Parameter
wurde bereits in Kapitel 5 ausfiihrlich diskutiert.

Der im Rahmen der Sensitivititsstudie identifizierte starke FEinfluss des intrinsischen
Wirmeaufteilungskoeffizienten bietet eine mogliche Erklirung fiir die notwendige
Anpassung der Koeffizienten fiir die Modellvalidierung (vgl. Abschnitt 5.2.2). In den
bisherigen Simulationen wurde dieser Faktor fiir alle Anstreifszenarien mit dem Wert 0,5
angenommen. Féllt er in der Realitdt anders aus, so hat dies groBe Auswirkungen auf das
Systemverhalten und muss bei falscher Annahme durch die Anpassung der anderen
Koeffizienten ausgeglichen werden. Auf dhnliche Weise konnen Fehler in den verwendeten
Werkstoffeigenschaften zur Notwendigkeit einer Anpassung der anderen Koeffizienten je
nach Anstreifszenario fiihren.
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7.1 Zusammenfassung

Die Optimierung von dynamischen Dichtsystemen ist eine effiziente und kostengiinstige
Methode zur Erhoéhung der Wirkungsgrade, Lebensdauer und Betriebssicherheit von
Turbomaschinen. Insbesondere die Verbesserung ihrer Robustheit gegen Anstreifvorginge
zwischen rotierenden und statischen Komponenten bietet derzeit noch ein enormes
Optimierungspotential. Dieses ist bisher nicht vollstindig nutzbar, da zum einen die
komplexen physikalischen Phdnomene beim Anstreifen noch nicht vollstindig verstanden
sind. Zum anderen stehen bisher keine geeigneten Anstreifmodelle zur Verfiigung, die alle
relevanten FEinflussgrofen beriicksichtigen und gleichzeitig nur einen geringen Rechen-
aufwand erfordern. Im Rahmen dieser Arbeit wurden erstmals die Voraussetzungen fiir die
zukiinftige Optimierung des Anstreifverhaltens von Labyrinthdichtungen mit Einlaufbeldgen
geschaften.

In einem ersten Schritt wurden umfassende experimentelle Untersuchungen durchgefiihrt, um
neue Einblicke in das Anstreifverhalten des betrachteten Systems zu erhalten. Die
gleichzeitige Erfassung der resultierenden Reibtemperaturen, Kontaktkrifte und des
Verschleifles sowie eine umfangreiche Variation der EinflussgroBen ermoglichte erstmals die
Quantifizierung des Systemverhaltens. Voraussetzung hierfiir war eine gezielte Reduktion
der Komplexitit des betrachteten Einlaufsystems durch die Beschrinkung auf rein radiale
Anstreifvorgdnge zwischen einer einzelnen Dichtspitze und einem einzelnen, parallel
angeordneten Metallblech. Die Absicherung der experimentellen Ergebnisse erfolgte durch
die Anwendung statistischer Versuchsplanung und die Durchfiihrung mehrfacher Wiederhol-
versuche, so dass eine solide Datenbasis fiir die Modellbildung und Modellvalidierung
geschaffen werden konnte.

Basierend auf den Versuchsergebnissen und einer umfangreichen Systemanalyse wurde im
Rahmen dieser Arbeit erstmals ein umfassender Modellierungsansatz entwickelt, der die
schnelle und zuverldssige Simulation von verschiebungsgesteuerten Anstreifvorgéngen in
Einlaufsystemen ermdglicht. Durch die intensive Nutzung analytischer Modelle und durch
die Anwendung einer Zeitskalentrennung konnte der erforderliche Rechenaufwand erheblich
reduziert werden. Numerische Modelle sind im Rahmen des Modellierungsansatzes nur fiir
die Berechnung der Steifigkeiten, Reibtemperaturen und der thermischen Ausdehnung der
Reibpartner erforderlich. Alle relevanten Einflussgroen auf das betrachtete tribologische
System werden durch den Modellierungsansatz abgebildet. Vorkenntnisse iiber die
resultierenden Kontaktkréifte und tiber die effektive Reibwiarmeaufteilung sind im Gegensatz
zu anderen Modellierungsansidtzen aus der Literatur nicht erforderlich. Die modulare
Formulierung des Modellierungsansatzes durch Teilmodelle erméglicht dessen beliebige
Erweiterung und Anwendung auf andere Dichtsysteme.

Fir die Validierung wurden die Anstreifversuche am Priifstand zwischen einem einzelnen
Metallblech und einer Dichtspitze mit Hilfe des entwickelten Modellierungsansatzes
simuliert. Insgesamt zeigten die durchgefiihrten Simulationen in Anbetracht der Komplexitét
der tribologischen Zusammenhénge und der erwarteten Messfehler eine hervorragende
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Ubereinstimmung mit den experimentellen Versuchsergebnissen. Weiterhin konnten im
Rahmen der experimentellen und numerischen Untersuchungen dieser Arbeit verschiedene
qualitative Beobachtungen zum Anstreifverhalten aus der Literatur bestitigt werden. Der
validierte Modellierungsansatz bietet wertvolle Einblicke in die physikalischen Vorgénge
beim Anstreifen von Einlaufsystemen und ermdglichte erstmals die Quantifizierung
grundlegender Phdnomene. Zu den wichtigsten Ergebnissen zdhlt die Erkenntnis, dass das
Einlaufsystem sehr schnell einen Gleichgewichtszustand anstrebt, in welchem die effektive
Zustellrate und die totale Verschleirate anndhernd identisch sind. Das gesamte System-
verhalten wird durch diesen Gleichgewichtszustand bestimmt, in welchem die verschiedenen
VerschleiBmechanismen miteinander konkurrieren. Welche Kombination von Kontaktdruck
und Reibtemperaturen sich einstellen muss, um den Gleichgewichtszustand zu erreichen,
hiangt von allen Einflussgrofen und insbesondere von den zugrundeliegenden Verschleil3-
gesetzen ab.

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrte Systemanalyse, der entwickelte Modellierungs-
ansatz sowie die damit moglichen kurzen Rechendauern bieten ideale Voraussetzungen fiir
die zukiinftige Untersuchung und Optimierung von Einlaufsystemen aller Art. Dies wurde
anhand einer umfassenden Sensitivititsstudie mit insgesamt 1024 Simulationsdurchldufen
unter Beweis gestellt. Dabei zeigte sich, dass gerade die theoretisch und experimentell nur
sehr schwer bestimmbaren tribologischen Parameter, wie zum Beispiel der Reibkoeffizient,
der intrinsische Warmeaufteilungskoeffizient oder der Warmeiibergangskoeffizient in der
Kontaktflache, das Einlaufverhalten stark beeinflussen. Diese Unsicherheiten miissen bei der
Auslegung und Optimierung unbedingt beriicksichtigt werden. Basierend auf den
Ergebnissen der zahlreichen Simulationsdurchldufe wurden verschiedene Maflnahmen zur
Verbesserung des FEinlaufverhaltens von Labyrinthdichtungen mit Honigwabeneinlauf-
beldgen identifiziert und diskutiert.

Insgesamt verdeutlichen die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Untersuchungen, dass
eine Optimierung des Einlaufverhaltens nur unter Berlicksichtigung des gesamten
tribologischen Systems mdglich ist. Eine Optimierung nur einer Dichtungskomponente ohne
Beriicksichtigung des restlichen Systems ist nicht sinnvoll, da beide Reibpartner iiber den
Wirmeaustausch in der Kontaktfliche und iiber das VerschleiBverhalten stark miteinander
gekoppelt sind.

7.2 Ausblick

Die Ergebnisse der vorliegenden Arbeit bieten eine essentielle Grundlage fiir die Simulation
und Optimierung des Anstreifverhaltens von Einlaufsystemen und lassen sich leicht auf
andere Dichtsysteme, wie zum Beispiel Biirstendichtungen, tibertragen. Um in Zukunft
Einlaufvorgdnge an vollstindigen Honigwabenstrukturen oder anderen Einlaufbeldgen
zuverldssig vorhersagen zu konnen, sind weitere Schritte zur Modellerweiterung und
-validierung notwendig.

In diesem Zusammenhang muss zundchst validiert werden, in wie weit der entwickelte
Modellierungsansatz auch dazu in der Lage ist, die Anstreifvorgdnge zwischen einer Dicht-
spitze und einem schrdg orientierten Metallblech vorherzusagen. Im Gegensatz zur bisher
untersuchten parallelen Blechanordnung ergeben sich in diesem Fall gleichzeitig mehrere
makroskopische Kontaktflichen, was bei der Interpretation der experimentellen Ergebnisse



7.2 Ausblick 141

und bei der Modellierung berlicksichtigt werden muss. In diesem Zusammenhang ist
ebenfalls zu priifen, was bei Zustellbewegungen passiert, die nicht rein radial stattfinden und
somit ebenfalls zu mehreren Kontaktflichen zwischen Dichtspitze und Stator fithren kénnen.

Ein weiterer notwendiger Schritt umfasst die Untersuchung anderer Materialpaarungen. Die
bisherigen Untersuchungen wurden aus Kostengrinden und wegen der Verfiigbarkeit
zuverlédssigerer, temperaturabhingiger Werkstoffdaten fiir die in Turbomaschinen eher
untypische Materialpaarung V2A-Stahl gegen 42CrMo4 durchgefiihrt. Vergleichbare
Untersuchungen mit maschinenndheren Werkstoffpaarungen, wie zum Beispiel Inconel 718
gegen Hastelloy X sind in Zukunft erforderlich, wobei qualitativ dhnliche Ergebnisse zu
erwarten sind. Zukiinftige Anstreifversuche miissen durch umfangreiche Untersuchungen des
temperaturabhdngigen Werkstoffverhaltens begleitet werden. Hierzu zdhlen neben der Unter-
suchung des Einflusses von Verformungsgeschwindigkeiten und Oxidationsvorgidngen auch
die ndhere Betrachtung von Mikrostrukturdnderungen und der beim Anstreifen wirkenden
VerschleiBmechanismen. Im Besonderen ist auch eine ndhere Betrachtung der adhésiven
Materialiibertragungen zwischen Einlaufbelag und Dichtspitze erforderlich, da diese das
Einlaufverhalten entscheidend beeinflussen konnen.

Weiterhin konnte bei den im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Untersuchungen kein
signifikanter Verschlei3 der Dichtspitze festgestellt werden, was vor allem auf die
kinematischen Eingriffsflichenverhéltnisse zuriickzufiihren ist. Um in Zukunft auch den
Verschlei3 auf der Dichtspitze beriicksichtigen zu konnen, miissen entsprechende Verschleil3-
modelle formuliert und durch addquate Anstreifversuche kalibriert und validiert werden. Fiir
die experimentelle Validierung ist in diesem Fall auch im Versuch die gezielte Hervorrufung
von Dichtspitzenverschleil3 erforderlich, was vermutlich nur durch eine VergroBerung des
statorseitigen Einlaufbelags oder eine Autheizung der Dichtspitze vor dem Anstreifversuch
moglich ist. In diesem Zusammenhang konnte in Zukunft der Einfluss einer Beschichtung der
Dichtspitzen auf das Einlaufverhalten untersucht werden. Diese beeinflusst sowohl das
Verschleiflverhalten als auch den Wirmeiibergang in der Kontaktfliche und somit die
Temperaturverteilung in der Kontaktzone. Durch Beriicksichtigung der Dichtspitzen-
beschichtung im Anstreifmodell konnten die bisher unklaren Ursachen ihres positiven
Einflusses womoglich erklirt, quantifiziert und optimiert werden.

Ein weiterer sehr vielversprechender Schritt fiir die Zukunft umfasst die Modellierung des
Anstreifvorgangs mit Mehrskalenmodellen. Beispielsweise lassen sich der thermische
Kontaktwiderstand, das VerschleiBverhalten oder der Reibkoeffizient auf mikroskopischer
Ebene noch exakter als Funktion der aktuell vorherrschenden Bedingungen, wie zum Beispiel
den Reibtemperaturen oder dem Materialzustand, abbilden. Der im Rahmen dieser Arbeit
entwickelte Modellierungsansatz bietet hierfiir eine hervorragende Ausgangslage, da die
entsprechenden, bisher rein makroskopisch modellierten Teilsysteme durch gekoppelte,
niedrigskaligere Modelle erweitert oder gar ersetzt werden konnen. Auf diese Weise konnte
auch eine mogliche Temperaturabhéngigkeit des Reibkoeffizienten oder der Proportio-
nalititskonstanten der Verschleilgesetze beriicksichtigt werden. Insgesamt ermdoglicht eine
Mehrskalenmodellierung vermutlich eine noch allgemeingiiltigere Definition der hinterlegten
Gesetze und Konstanten, wodurch die Extrapolierbarkeit des Modells auBlerhalb der
experimentell validierten Bereiche verbessert wird.

Die Hauptfunktion einer Labyrinthdichtung liegt in der Minimierung bzw. Regulierung des
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Leckagestroms, weshalb bei einer zukiinftigen Optimierung der Anstreifbelige und
Dichtspitzengeometrien auch die Auswirkungen auf das Durchflussverhalten der Labyrinth-
dichtung beriicksichtigt werden miissen. Grofles Verbesserungspotential besteht durch die
Nachriistung bestehender Turbomaschinen mit verbesserten Einlaufbeldgen. Die Ver-
besserung des Anstreifverhaltens darf sich jedoch nicht allein auf die Entwicklung
effizienterer Dichtsysteme stiitzen. Auch die Steifigkeit der Maschine, die Rundheit des
Gehduses und die Rotordynamik miissen entsprechend optimiert werden.
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8  Anhang

8.1 Geometrischer Messfehler der Kontakt- & Reibkrafte

Auf Grund der Kriimmung der Kontaktfliche werden durch die Messung der resultierenden
Krifte iiber den Kraftsensor in allen drei Raumrichtungen (radial, quer und axial) nicht exakt
die resultierenden Kontakt- und Reibkrifte gemessen. Mit Hilfe der nicht maf3stabsgetreuen
Skizze in Abbildung 57 und den nachfolgenden Uberlegungen lisst sich der aus den
geometrischen Verhéltnissen entstehende relative Fehler abschitzen. Das Metallblech mit
einer Lidnge L in Querrichtung ist gegeniiber der Dichtspitze mit Radius r, mit einem
exzentrischen Versatz eg_p positioniert. Die GroBle ¢z des in Kontakt stehenden Umfangs-
segments ergibt sich zu:

®p = Pp1 T Pp (128)

Die global aus dem Reibkontakt resultierenden Kréfte in Radialrichtung (F,.,4) und quer
dazu (Fj,) werden iiber einen Kraftsensor erfasst. Fiir die folgenden Uberlegungen wird
angenommen, dass Dichtspitze und Metallblech {iber die gesamte Blechlinge L in Kontakt
stehen.

Rotor

P
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—Pg,

r _ AT
dFe IA!'
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* Frad

Abbildung 57: Schematische Darstellung der Positionierung zwischen Metallblech und

Dichtspitze sowie der Kréfteverhdltnisse am Metallblech (nicht
malstabsgetreu)

Die relative Abweichung zwischen der gekriimmten tatsdchlichen Kontaktfliche A, und der
Querschnittsflache Ay des Metallblechs der Dicke B ergibt sich zu:
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A B-L
gqa=1--"=1 (129)

Ac - (¢p1+®52) 1B

In einer infinitesimal kleinen Kontaktfliche dA,. wirken sowohl eine Kontaktkraft dF
normal zur Kontaktfliche als auch eine Reibkraft dFy tangential zur Reibfliche (vgl.
Abbildung 57). Gemdl dem Neigungswinkel ¢ der Flichennormalen gegeniiber der
Vertikalen lassen sich die lokal wirkenden Kréfte in eine Radialkomponente dF,,; und in
eine Querkraftkomponente dFy,, zerlegen:

dF,.,q = cos@ - dF; + sing - dFy (130)
dFy, = —sin@ - dF; + cos ¢ - dFy (131)

Der dazugehorige relative Fehler zwischen der gemessenen Radialkraft und der tatséchlich
wirkenden Normalkraft (de.) sowie zwischen der gemessenen Querkraft und der tatséchlich
wirkenden Reibkraft (dey) ldsst sich wie folgt bestimmen:

dF. — dF, dF,
deC:CTcmdz1—c05(p—sin<p-d—£=1—c05(p—sin(p-u((p) (132)
deg = ———"=1+4sing-———cose = 1+ singp - —— — cos
: dFg v dFg v v u(p) v

Er ist somit sowohl eine Funktion der Winkelposition ¢ auf der Kontaktfliche als auch des
dynamischen Reibkoeffizienten u, welcher ebenfalls eine Funktion der Winkelposition ¢
sein kann. Die folgenden Betrachtungen gehen von einem konstanten dynamischen
Reibkoeffizienten u aus:

u(p) = u = konst. (134)

Fir die im Kraftsensor erfassten resultierenden Krifte, welche sich aus der Summe aller lokal
wirkenden Radial- und Querkréfte ergeben, ergibt sich in diesem Fall jeweils der folgende
relative Fehler:

) B2 (135)
ec=d_€c=a' f dec - do
—¥Ba
1 ) , u
=1—-——"- (sm ¢p, t sin <PB,1) +—- (COS @¥p,2 — COS ‘PB,l)
Pp PB
1 $B,2 (136)
6R:d_6R:(p_' f deg - do
5 —¥B1
1 1 ( . 4 ) 1
=1——"-(sin sin -
. PB,2 Pp1 05" U

+ (cos ¢ 5 — cos <pB,1)
Ist der exzentrische Versatz eg_, zwischen Dichtspitze und Metallblech null, so gilt:

@
Pp1 = P2 = TB (137)
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Unter dieser Voraussetzung fallen die Kosinus-Terme in Gleichung (135) und Gleichung
(136) weg und die Fehler in der Kontaktkraft und Reibkraft ergeben sich gemilB der
folgenden Kardinalsinus-Funktion zu:

in (22 138
sin (42) (138)

Somit sind die Fehler in der Kontaktkraft und Reibkraft in diesem Spezialfall identisch und
nur noch eine Funktion der GroBe des Umfangssegments ¢p. Hintergrund hierfiir ist, dass
sich die jeweiligen Beitrdge der Normalkraft zur gemessenen Querkraft sowie der Reibkraft
zur gemessenen Radialkraft links und rechts der Mittelachse des Blechs jeweils gegenseitig
autheben. Mit Hilfe der relativen Fehler ez und €. ldsst sich der dynamische Reibkoeffizient
u unter diesen Voraussetzungen aus den gemessenen Kréften wie folgt exakt bestimmen:

_FR_(1_6C)_ Fqu _ Fqu (139)

‘Ll__ = =
FC (1 - ER) Frad Frad

Ist der exzentrische Versatz ez _p zwischen Dichtspitze und Metallblech null, so l4sst sich die
GroBe des Umfangssegments @g der Dichtspitze, welches am Reibvorgang beteiligt ist, wie
folgt berechnen:

L ) (140)

= =gsin 1 (—
$B1 = Pp2 = SIN <2-R

Bei einer Blechlinge L von 12 mm und einem Rotorradius rp, von 210 mm wie im
Anstreifpriifstand ergibt sich die GesamtgroB3e des im Kontakt stehenden Umfangssegments
zu 3,3°. Der entsprechende Fehler in den vom Kraftsensor erfassten Kriften relativ zu den
tatsdchlich wirkenden Kontakt- bzw. Reibkréften betrdgt in diesem Fall gemiB Gleichung
(138) lediglich 0,014 % und ist somit vernachléssigbar gering. Der gleiche Fehler ergibt sich
fiir die Abweichung der Kontaktflichen €, gemil Gleichung (128). Die gemessenen
Radialkrdfte und Querkrifte sind demnach anndhernd identisch zu den tatsdchlich
auftretenden Reib- und Kontaktkréften:

Froq ~ F; (141)
Fqu = Fp (142)

Die maximale relative Abweichung zwischen der gekriimmten Kontaktfliche und einer rein
ebenen Kontaktfldche in Radialrichtung ergibt sich bei zentrischer Blechposition zu:

Ar L \2 (143)
e
T‘D Z'TD

Die auf vereinfachenden Annahmen basierenden Betrachtungen in diesem Kapitel
verdeutlichen, dass die zentrische Ausrichtung der Metallblechmitte relativ zur Rotorachse
wichtig ist, um die resultierenden Fehler zu minimieren. Es sei an dieser Stelle angemerkt,
dass der in diesem Kapitel diskutierte Messfehler rein auf die geometrischen Verhéltnisse
zuriickzufiihren ist. Fehler durch Unsicherheiten in der Messwerterfassung sowie durch die
zeitliche Auflosung der Kraftmessung sind hierbei nicht beriicksichtigt.
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8.2  Einfluss der Zustelltiefe auf die gemessenen Krafte

Je nach finaler Zustelltiefe sy und dazugehdriger Anstreifdauer fallen die zeitgemittelten
normalisierten Radialkréfte p,,q und Querkrifte pg, unterschiedlich grol aus. Die
entsprechenden Werte sind in Abbildung 58 und Abbildung 59 fiir die verschiedenen
Blechstéirken und finalen Zustelltiefen jeweils als Funktion der Anstreifparameter dargestellt.
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Abbildung 58: Mittlere normalisierte Radialkraft fiir alle Anstreifversuche auf
Dichtspitze D1 fiir die verschiedenen finalen Zustelltiefen mit 0,4 mm
(links) und 0,6 mm (rechts) starken Blechen
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Abbildung 59: Mittlere normalisierte
Dichtspitze D1 fiir die verschiedenen finalen Zustelltiefen mit 0,4 mm
(links) und 0,6 mm (rechts) starken Blechen
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Querkraft

fur

Ergebnisse der Drehmomentmessung

alle

Anstreifversuche auf

Aus der gemessenen Drehmomenterhdhung in Folge des Anstreifvorgangs AMpy lésst sich die
resultierende Reibkraft am Metallblech tiber den folgenden Zusammenhang berechnen:

Fg!

AMp
L8}

(144)
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Dabei ist 1, der Radius der Kontaktflache, welcher am verwendeten Anstreifpriifstand 210
mm betrdgt. Die auf diese Weise berechneten mittleren Reibkrifte am Blech sowie die
dazugehdrigen mittleren in der Reibfléche freigesetzten Reibwirmestrome sind in Abbildung
60 als Funktion der Anstreifparameter und der Blechdicke dargestellt. Insgesamt sind sehr
dhnliche Tendenzen wie bei den am Blech gemessenen mittleren Querkriften F}Zu Zu
erkennen. Die beobachtete Streuung lédsst sich auf dieselben Ursachen zuriickfiihren, die
bereits ausfiihrlich in Kapitel 3.4.1 fiir die Querkrifte diskutiert wurden.
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Abbildung 60: Aus dem Drehmoment berechnete mittlere normalisierte Reibkraft
(oben) und entsprechende Reibwéirmestrome (unten) fiir alle
Anstreifversuche auf Dichtspitze D1 mit 0,4 mm (links) und 0,6 mm
(rechts) starken Blechen

8.4  Einfluss der Dichtspitze auf die gemessenen Krafte

Die Anstreifversuche wurden fiir unterschiedliche Dichtspitzengeometrien durchgefiihrt. Die
bei diesen Versuchen gemessenen zeitgemittelten normalisierten Radialkrifte p.qq4,
Querkrifte pg, und dynamischen Reibkoeffizienten [ sind in Abbildung 61 fiir alle
Anstreifversuche sowohl auf der geneigten Dichtspitze D2 als auch auf der senkrechten
Dichtspitze D4 mit jeweils 0,6 mm starken Blechen als Funktion der Anstreifparameter
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dargestellt.
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Abbildung 61: Mittlere normalisierte Radialkraft (oben), Querkraft (mitte) und
dynamischer Reibkoeffizient (unten) fiir alle Anstreifversuche auf
Dichtspitze D2 (links) und D4 (rechts) mit 0,6 mm starken Blechen
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8.5 HDR-Bilder aller Anstreifszenarien

Die HDR-Bilder in Abbildung 62 verdeutlichen die ridumliche Verteilung der
Blechtemperaturen in der stationdren Phase fiir alle Anstreifszenarien S1 bis S5. Sie sind
jeweils einem einzelnen Anstreifversuch entnommen.
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Abbildung 62: Mit der Thermokamera gemessene Blechtemperaturen zu einem
bestimmten Zeitpunkt in der quasi-stationdren Phase des Anstreif-
vorgangs flir ausgewéhlte Anstreifversuche auf der geneigten Dicht-
spitze D1 mit 0,4 mm Blechdicke
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8.6  Mittlere Blechtemperaturprofile

Die zeitgemittelten Temperaturprofile fiir die mittleren Blechtemperaturen TZ**“" sind in
Abbildung 63 dargestellt.
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Abbildung 63: Zeitgemittelte Temperaturprofile fiir alle Anstreifversuche auf Dichtspitze D1 bis 0,5
mm finaler Zustelltiefe (links) und 1 mm finaler Zustelltiefe (rechts) fiir die
Blechdicke 0,4 mm. Jede Kurve entspricht jeweils dem Median aus allen
durchgefiihrten Wiederholversuchen

8.7  Grole des Anstreifsegments

Die Grofle des Umfangssegments ¢,. wurde fiir alle durchgefiihrten Anstreifversuche auf
Basis der Pyrometermessungen bestimmt. Dabei ist zu beachten, dass auf Grund der
Temperaturmindestgrenze der Pyrometer die Breite der Temperaturspitze nicht exakt
bestimmt werden kann. Teilweise treten pro Rotorumdrehung mehrere einzelne, sehr nahe
beieinander liegende Temperaturspitzen auf. Da unklar ist, in wie fern diese zu einer
einzelnen Temperaturspitze zusammengefiihrt werden konnen, miissen fiir die Analyse zwei
Félle unterschieden werden:

1. Die Breite der einzelnen detektierten Temperaturspitzen wird zu einer Gesamtbreite
summiert, ohne den dazwischenliegenden Bereich unter der Temperaturschwellgrenze
zu beriicksichtigen (ps2™).

2. Die Werte zwischen den nahe beieinanderliegenden Einzelspitzen werden zum
Kontaktbereich dazugezéhlt und es wird eine Gesamtbreite des Umfangssegments

bestimmt (@5

Die iiber die komplette Anstreifdauer gemittelten Gréflen des Umfangssegments sind in
Abbildung 64 als Funktion des Anstreifszenarios fiir beide Blechdicken und Hoch-
geschwindigkeitspyrometer inklusive aller Wiederholungsmessungen dargestellt. Die
Streuung der ermittelten Werte ist vor allem auf den FEinfluss der Liicken in den
Temperaturdaten zurlickzufiihren, welche zu unterschiedlichen Zeiten des Anstreifvorgangs
auftraten und teilweise lidnger als die Hilfte des Anstreifvorgangs andauerten. Die Ergebnisse
der Analyse verdeutlichen, dass sich fiir die unterschiedlichen Anstreifszenarien tatsdchlich
unterschiedliche Grofen des Umfangssegments ergeben. Bei beiden, voneinander
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vollkommen unabhidngigen Pyrometern sowie bei beiden Blechdicken sind teilweise
gegenldufige Tendenzen erkennbar. Insgesamt ldsst sich auf Basis der verfligbaren Daten
keine zuverldssige Aussage iiber die Abhingigkeit der Grofle des Kontaktbereichs iiber eine
Rotorumdrehung als Funktion der Anstreiftbedingungen treffen. Werden die Mittelwerte aus
@s¥™ und @2;° als Grundlage genommen, so ergibt sich eine durchschnittliche Segment-
grole von ungefdhr 54° fiir alle fiinf Anstreifszenarien, was 15% des Rotorumfangs

entspricht.
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8.8  Zeitgemittelte Pyrometertemperaturen

Die zeitgemittelten mittleren Temperaturen 7_";’3‘,6“” der Temperaturspitzen pro Rotor-
umdrehung sind in Abbildung 65 fiir beide Pyrometer und Blechdicken als Funktion der

Anstreifparameter abgebildet.
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Abbildung 65: Mittlere Temperaturen der Temperaturspitzen pro Rotorumdrehung als
Funktion der Anstreifbedingungen fiir beide Pyrometer HI16 (oben) und
HI18 (unten) sowie fiir die Blechdicken 0,4 mm (links) und 0,6 mm
(rechts) fiir alle finalen Zustelltiefen (jeweils gemittelt {iber die 100

groften Werte)



166 8 Anhang

8.9  Einfluss der Dichtspitzengeometrie auf das Verschleilverhaltnis

Das Verschlei3verhéltnis fiir alle Anstreifversuche auf der geneigten Dichtspitze D2 und der
senkrechten Dichtspitze D4 mit 0,6 mm starken Blechen ist in Abbildung 66 als Funktion der
Anstreifparameter dargestellt.

: ¢ | % §=0.024 mm/s
—_— 081} : : — 0.8 ¢ §=0.254 mm/s
— — §=0.650 mm/s
|5 06 |5 06
-‘; X “> X X
1z X : ST% B : st
: ¥ 52 &
0.2+ o . 0.2 . o . pois
: ¢ S3 8 s3
0 0
55 110 165 55 110 165
Vg [M/s] Vg [m/s]
a) Dichtspitze D2 b) Dichtspitze D4

Abbildung 66: Verschleilverhdltnis fiir alle Anstreifversuche auf der geneigten
Dichtspitze D2 (links) und der senkrechten Dichtspitze D4 (rechts) mit
0,6 mm starken Blechen als Funktion der Anstreifparameter

8.10 Plastisches Verformungsverhalten bei vorgegebener
Verschiebung

Die nach wie vor gingigste Methode zur Bestimmung der mechanischen Eigenschaften von
Stahlfeinblechen ist der Zugversuch [170]. Fiir die meisten metallischen Werkstoffe ist das
mechanische Verhalten unter Zug- und Druckbelastung sehr dhnlich [80]. Als Grundlage fiir
die Entwicklung eines plastischen VerschleiBmodells bietet sich die Betrachtung eines
einfachen eindimensionalen Druckstabs der Lange L, an, welcher in einem Stauchversuch
bei einer konstanten Temperatur T verschiebungsgesteuert instantan um eine makroskopische
Strecke AL komprimiert wird. Die sich daraus ergebende totale Stauchung wird anschlie3end
konstant gelassen:

—AL
€tot = €toto = I (145)
0

Ein Knicken des Stabs soll dabei ausgeschlossen werden. Bei rein elastischer Verformung
des Werkstoffs ergibt sich mit dem temperaturabhéingigen Elastizitditsmodul E(T) in Folge
der instantanen Stauchung die Druckspannung oy ,;:

AL
Oet = E * €ror = —E - 7— (146)

Lo
Uberschreiten diese Druckspannungen einen Grenzwert R,;, so treten bleibende plastische
Verformungen auf, welche hier im Gegensatz zum klassischen Zugversuch als zeitabhingig
betrachtet werden sollen. Die plastische Verformungsgeschwindigkeit wird &hnlich den
Kriechprozessen als proportional zur treibenden Spannungsdifferenz Ao angenommen [68]:



167

dep Ao

TR (147

Dabei ist t.,; eine Zeitkonstante, welche die Geschwindigkeit der Zunahme der plastischen
Verformung beschreibt. Fiir Kriechprozesse wird sie in der Literatur haufig als
Relaxationszeit bezeichnet. Die Relaxationszeit ist notwendig, um die Anfangsspannung auf
0,366 -0, zu erniedrigen [68], [80]. Sie héingt bei Kriechprozessen in kristallinen
Werkstoffen vor allem von der Mikrostruktur ab und féllt exponentiell mit steigender
Temperatur. Hintergrund ist das verstidrkte Klettern von Versetzungen und Abgleiten von
Korngrenzen mit zunehmender thermischer Aktivierungsenergie [80].

Fiir die folgenden Uberlegungen soll angenommen werden, dass sich der Grenzwert R,; auf
Grund der instantanen Komprimierung des Druckstabs von der aus Zugversuchen
gewonnenen temperaturabhéingigen Dehngrenze des Werkstoffs Ry, (T) unterscheidet. Das
Verhiltnis beider Grofen lasst sich tiber den Koeffizienten ¢, ausdriicken:

Rel
ot = 5 (148)

p02
Die treibende Spannungsdifferenz Ao fiir die plastischen Verformungen betrdgt demnach:
Ao = 01 = Cp1 * Rpoz (149)

Bei konstant bleibender Totalstauchung &, ergibt sich der folgende Zusammenhang
zwischen der elastischen Stauchung &,; und der plastischen Stauchung &,

ftot == Eer(t) + &51(t) (150)

Gesucht ist hier die von der Zeit t abhéingende plastische Stauchung &,,(t). Die elastischen
und plastischen Verformungen sind bei konstant bleibender Totalstauchung &, tiber die
jeweilige zeitliche Anderungsrate miteinander gekoppelt:

detot — deel(t) + dgpl(t) -0
dt dt dt

(151)

Dementsprechend sind Anderungen der elastischen Stauchung identisch zur zeitlichen
Anderung der plastischen Verformung. Einsetzen von Gleichung (147) in die Gleichung
(151) ergibt die folgende Differentialgleichung:

dea(t) _ dey _ g
dt it~ top (152)
Die Losung dieser gewohnlichen linearen Differentialgleichung erster Ordnung ist:
_t A -t
ge1(t) = gq0 € forl = T ¢ fept (153)

Aus dieser Beziehung ldsst sich die durch visko-plastische Vorginge beeinflusste plastische
Stauchung wie folgt bestimmen:

A __t
epi(t) = € (t = 0) — &4 (0) = ?U (1 —e tcml) (154)
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Insgesamt ergibt sich der folgende Zusammenhang:
0 fur 00,el < Cpl ' RpOZ

Epl(t) =140%0,el — Cp1° RpOZ .
E

(155)

t
“t . i
(1 — e C,pl) fur GO,el > Cpl Rp02

Dieser Zusammenhang ldasst sich auf die Modellierung von plastischem
Verformungsverschleifl beim Anstreifen in Einlaufsystemen iibertragen. Die totale Stauchung
Etoto Wird in diesem Fall durch die reale Verschiebung s, ersetzt, welche der aktuellen
Uberdeckung beider Reibpartner senkrecht zur betrachteten Kontaktfliche entspricht (vgl.
Kontaktmodell in Abschnitt 4.2). Weiterhin ist die plastische Verschleiitiefe w,,; senkrecht
zur betrachteten Kontaktfliche analog zur plastischen Stauchung &,; des Druckstabs. Somit
ergibt sich bei konstantem Kontaktdruck p,. mit der druckspezifischen Steifigkeit k:

0 fUr pe < ¢y Rpoz

Wpl(t) ={DPc — Cpi 'RpOZ ]

t

Gleichung (156) verdeutlicht, dass der plastische Verschleifl bei gleichem Kontaktdruck p.
mit abnehmender Steifigkeit k zunimmt. Durch Einsetzen der realen Uberdeckung s, lisst
sich die Beziehung wie folgt umschreiben:

0 fur pe < ¢y Rpoz

t
) "S- (1 —e tC'Pl> fur pe > ¢y Rpoz

(157)

) Rpo2

1_Cpl

wp (£) = <

Cc

Fir einen Koeffizientn ¢,; gleich null wird tiber eine unendliche Zeitspanne dhnlich den
Kriechprozessen die komplette reale Uberdeckung abgebaut und in plastischen Verformungs-
verschleil umgewandelt. Ist der Koeffizient c¢,; hingegen grofer null, so ist der plastische
Verschleil begrenzt und es bleibt auch nach unendlicher Zeit ein Teil der realen
Uberdeckung bestehen. GemiB Gleichung (157) lisst sich der Koeffizient cp1 auch als ein
Skalenfaktor auffassen, der die Anpassung des makroskopischen Kontaktdrucks p. an die
mikroskopischen Kontaktbedingungen ermoglicht.

8.11 Ablaufschema des Modellierungsansatzes

In Abbildung 67 ist ein vollstindiges Ablaufschema des implementierten
Modellierungsansatzes dargestellt. Es verdeutlicht, wann welche GréBen berechnet werden.
GroBen wie die Steifigkeit k, die Temperaturen Ty, und Ty, die Wéarmedehnung u, und der
Verschleil w werden fiir die Dichtspitze und den Stator jeweils separat berechnet. Der
Verschleil3 setzt sich aus einem abrasiven und einem plastischen Verschleilanteil zusammen.
Die Berechnung der verschiedenen GroBen erfolgt gemiB den Uberlegungen in Kapitel 4.
Numerische Modelle werden nur zur Bestimmung der Steifigkeiten, der Reibtemperaturen
und der Wiarmeausdehnungen verwendet. In Abbildung 67 sind die numerischen Modelle
durch eine gestrichelte Umrandung gekennzeichnet. Alle anderen Rechenschritte beruhen
ausschlieBlich auf analytischen Berechnungen.
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Abbildung 67: Vollstindiges Ablaufschema des entwickelten Modellierungsansatzes
mit einem expliziten Zeitschrittverfahren
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8.12 Temperaturerhdhungsfaktoren fur Metallblech und Dichtspitze

In Folge des ungleichférmigen Reibkontakts iiber die Rotorumdrehung ergibt sich ein
periodischer Reibwarmeeintrag in das Metallblech, dessen Wirkung im Modellierungsansatz
iber den thermischen Widerstand R; bzw. den Temperaturerhdhungsfaktor fars
berticksichtigt ist (vgl. Abschnitt 4.3.1). Der pro Rotorumdrehung iiber das Umfangssegment
Q.. wirkende, als uniform verteilt angenommene Reibwéarmestrom ldsst sich wie folgt
bestimmen:

"qa, (158)
ec

wobei g3 , der effektive quasistationdre Reibwérmeeintrag ist. Wird angenommen, dass

dieser Reibwirmeeintrag g3 . bro Rotorumdrehung fiir die Zeitdauer

_ Pec _ Pec"Tp

t§0ec - Z.n.tU Vg (159)

wirkt, so ldsst sich mit Hilfe der sich ergebenden, iiber die effektive Anstreifdauer pro
Rotorumdrehung ¢, =~ gemittelten Reibtemperatur 'I_Lfc in der Kontaktflache des Blechs und
der quasistationdren, mittleren Temperatur Tj . der  entsprechende  mittlere
Temperaturerhohungsfaktor berechnen:

(75, - 75,0)
T,
Dieser Faktor ist auf Grund der zu niedrigen Zeitauflosung der Thermokamera sowie der
fehlenden optischen Zuganglichkeit zur tatsichlichen Kontaktfliche experimentell nicht
bestimmbar und muss daher anderweitig geschitzt werden. Mit vereinfachenden Annahmen
lasst sich dieser Temperaturerhohungsfaktor analytisch abschdtzen. Unter den

angenommenen Bedingungen ist er unabhéingig von der Grofle des dem Blech zugefiihrten
Reibwarmestroms. Eine ausfiihrliche Herleitung bietet Anhang 8.13 dieser Arbeit.

fars@® = (160)

In Abbildung 68a ist der mittlere Temperaturerh6hungsfaktor TTS fiir alle flnf
Anstreifszenarien als Funktion der Zustelltiefe aufgetragen, wobei letztere proportional zur
Anstreifdauer ist. Die Grofle des Umfangssegments ¢, wurde fiir dieses Diagramm fiir alle
Anstreifszenarien als 36° angenommen. Die Kurvenverldufe verdeutlichen zum einen, dass
f ZT,S fiir alle Anstreifszenarien definitionsbedingt mit zunehmender Anstreifdauer abnimmt.
Zum anderen zeigen sie, dass der Temperaturerhohungsfaktor fiir das Blech stark von den
vorherrschenden Anstreifbedingungen beeinflusst wird und somit fiir jedes Anstreifszenario
unterschiedlich grof ausfillt. Geméf Abbildung 68a ist der Temperaturerhohungsfaktor fiir
die Anstreifszenarien mit hoher Zustellrate S5 und S4 am hochsten sowie fiir S1 und S2 mit
kleinster Zustellrate am niedrigsten. AuBlerdem nimmt fZT,S mit steigender Reib-
geschwindigkeit und somit sinkender Umdrehungsdauer des Rotors ab. Fiir sehr hohe
Rotationsgeschwindigkeiten geht der Einfluss des periodischen Wirmeeintrags folglich
gegen null und es kann nur mit einem quasistationdren Warmeeintrag gerechnet werden.

Der iiber die gesamte maximale Zustelltiefe von 1,5 mm zeitlich gemittelte Temperatur-
erhhungsfaktor fyr ¢ ist in Abbildung 68b als Funktion der GroBe des Umfangssegments
Q.. abgebildet. Der Temperaturerhohungsfaktor steigt mit abnehmender Segmentgrofle an,
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wobei der Anstieg der Kurven fiir alle Anstreifszenarien unterschiedlich grof3 ausfillt. Streift
das Blech iiber die gesamte Rotorumdrehung gleichférmig an (¢,.. = 360°), so wird der
Temperaturerhohungsfaktor erwartungsgemif3 zu null. Die scharfe Steigung der Kurven in
Abbildung 68b bei niedrigen Groflen des Segmentwinkels lassen auf eine hohe Unsicherheit
beziiglich der exakten Bestimmung dieses Faktors schlieen.

04r
% S1:165m/s & 0.024 mm/s
% S2. 55m/s & 0.024 mm/s
i ¢ 83: 110 m/s & 0.254 mm/s
031%) '} ® S4:165m/s & 0.650 mm/s
S5 o S5: 55mis & 0.650 mmis

s [mm]

a) Mittlerer Temperaturerh6hungsfaktor b) Uber die Anstreifdauer gemittelter

fiir das Metallblech als Funktion der Temperaturerhohungsfaktor fiir das
Zustelltiefe Metallblech

Abbildung 68: Temperaturerhohungsfaktor am Blech als Funktion der finalen
Zustelltiefe (links, Segmentgréfie = 36°) und der Segmentgrofie (rechts,
sr = 1,5 mm), beide fiir die konstanten Werkstoffeigenschaften des
Blechs bei 800°C

Im Relativsystem der Dichtspitze bewegt sich das Metallblech mit der Reibgeschwindigkeit
vy iiber die scheinbare Kontaktfliche AL,. Diese Relativbewegung des Reibwirmeeintrags
gegeniiber der Dichtspitze fithrt zu einem asymmetrischen Temperaturprofil iiber den
Dichtspitzenumfang [72]. Fiir vereinfachte Geometrien und Randbedingungen, isentrope und
temperaturunabhingige Werkstoffeigenschaften, einen quasistationidren Zustand sowie eine
uniforme Verteilung des Wirmestroms in der Kontaktfliche ldsst sich dieser
Temperaturverlauf analytisch durch die Losung der folgenden instationdren Fourier-
Gleichung berechnen [72], [94]:

A-ViT=p-c -g=p-c -(a—T+v -VT) (161)

Y Dt v \ot R

Eine ausfiihrliche Herleitung der analytischen Ausdriicke wird im Anhang 8.14 dieser Arbeit
bereitgestellt. Die Abbildung 69 und Abbildung 70 =zeigen den Verlauf des
Temperaturerh6hungsfaktors fxr p, in der Dichtspitze iiber den Umfang ¢ in der Mitte der
Dichtspitze (z = 0) bzw. iiber die axiale Breite z in der Mitte des Blechs (¢ = 0) fiir die
Priifstandsbedingungen. Der Temperaturerh6hungsfaktor beschreibt gemif3 Kapitel 4.3.2 das
relative Verhéltnis der Temperaturerh6hung ch in der Kontaktstelle (¢ = 45 ) gegeniiber
der Temperaturerh6hung TfAz aus einem Aquivalenten effektiven Wirmeeintrag §2 L, uber
den gesamten Umfang:
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. TR, —T%
fAT,D,z = % (162)
Apz
wobel
- AC -
Uy, = o dac (163)
A2

Wie im Kapitel 8.14 im Anhang verdeutlicht, ist der Temperaturerhohungsfaktor fiir die
Dichtspitze unter den getroffenen Annahmen von der Hohe des Reibwédrmeeintrags g[ﬁc
unabhingig. Er ist somit lediglich eine Funktion des Verhiltnisses von Blechbreite zu
Dichtspitzenbreite (B/Bp), der thermischen Werkstoffeigenschaften und der Reib-
geschwindigkeit.

Die Wirmequelle bewegt sich in Abbildung 69 mit der Reibgeschwindigkeit v, von rechts
nach links und befindet sich im Bereich —1,7° < ¢ < 1,7° in Umfangsrichtung. Die Grof3e
des Wirmeeintragsbereichs ist jeweils durch die senkrechten durchgezogenen Linien
gekennzeichnet. Drei verschiedene Verhéltnisse von Blech- zu Dichtspitzenbreite sind
dargestellt. Metallblech und Dichtspitze sind fiir die erzeugten Kurven axial mittig
zueinander ausgerichtet. Die leichten Oszillationen in den dargestellten Kurvenverldufen
resultieren aus der rechenaufwindigen Berechnung der Besselfunktionen, welche fiir die
erzeugten Diagramme mit 100 Summentermen angendhert wurden. Die Positionen der
Hochgeschwindigkeitspyrometer hinter der Kontaktstelle sind als senkrechte gestrichelte
Linien markiert.

3 ‘ .

° ! e 3 : i 2=0 i i | Z=0
- |' H[16 HL18 H|16  HL18 HI16  HL18
—_— | ! i ] 2 ! L S-S
o & II 2 —= 55m/s
e ¥ — 110 m/s
W 1 ;;‘\ ‘—-— 16? m/s

L 0 & ®m 3 = G & . 3§ B R

16 16 8 1 4 16 1% 8 1 4 16 16 8 1 4
¢ [rad] ¢ [rad] ¢ [rad]

Abbildung 69: Abhingigkeit des Temperaturerhohungsfaktors fiir die Dichtspitze von
der Position iiber den Umfang fiir die Priifstandsbedingungen mit
verschiedenen Breitenverhéltnissen bei axial mittiger Position auf der
Dichtspitze (z = 0)

Abbildung 69 und Abbildung 70 verdeutlichen zum einen, dass sich je nach Verhéltnis von
Blechdicke zu Dichtspitzenbreite eine dreidimensionale (B/Bp < 1) bzw. zweidimensionale
(B/Bp = 1) Verteilung des Temperaturerhohungsfaktors ergibt. Zum anderen ist deutlich
erkennbar, dass die Temperaturen in der Wéarmeeintragsstelle stark ansteigen und gegen Ende
der Kontaktzone am hochsten liegen. Hinter dem Reibwérmeeintrag nehmen die



173

Temperaturen schnell ab. Fiir groBere Breitenverhiltnisse fallen die Temperaturerhhungen
in der Kontaktzone gegeniiber den quasistationdren Temperaturen sichtbar geringer aus (vgl.
Abbildung 69c¢), was auf das groBere Flichenverhiltnis A, /AL, zuriickzufiihren ist.

3 3 e
: p=0 =0 g p=0
i 5 mi | —— 55m/s
_ ; ,_S_LTLs_\ : — 110 m/s
oy 2 i \ 2 i 2 --- 165 m/s
N JJ 110m/s_\ __55mis
=) V1= /o 1omis
%54 i \ N IR poiwe_, | |
165 m/s R B A A e N G Iy e
: 165 m/s
0 j= f + - 0 - " ‘\ y 0
05 -022 0 022 0.5 -0.5 -2/3 0 2/3 0.5 -0.5 0 0.5
2/B, /B, z/B,
a) B/Bp =4/9 b) B/Bp =2/3 ¢) B/Bp=1

Abbildung 70: Abhingigkeit des Temperaturerhohungsfaktors fiir die Dichtspitze von
der axialen Position iiber die Dichtspitzenbreite fiir die Priifstands-
bedingungen mit verschiedenen Breitenverhiltnissen in der Mitte der
Dichtspitze (¢ = 0)

Die Axialverteilung der sich ergebenden Temperaturerh6hungsfaktoren an den Positionen der
zwei Hochgeschwindigkeitspyrometer HI16 und HL18 ist jeweils in Abbildung 71 und
Abbildung 72 dargstellt. Fiir das HI16 liegen sie bei maximal 0,3 und am HI18 bei 0,1, so

dass die makroskopischen Temperaturen der Dichtspitze anndhernd den quasistationdren
mittleren Temperaturen T,& , entsprechen.

3 3 3
P=Phi1g P=tPne P=Pune
— —— 55m/s
2 2 2 — 110 m/s
= --- 165 m/s
3
= 1 1 1
5 —552; : ‘M 0 === 0 B
05 -022 0 0.22 0.5 -0.5 -2/3 0 2/3 0.5 -0.5 0 0.5

Abbildung 71: Abhingigkeit des Temperaturerhohungsfaktors fiir die Dichtspitze von
der axialen Position iiber die Dichtspitzenbreite fiir die Priifstands-
bedingungen mit verschiedenen Breitenverhéltnissen an der Umfangs-
position des HI16 Pyrometers (16 Grad hinter der Kontaktstelle)
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3 ———————————— 3 3
P=PyLs P=PpL1s P=PyL1s
- —— 55mis
© 2 2 2 — 110 m/s
i'_ --- 165 m/s
=}
=
W= 1 1 1
Y e e B
-0.5 022 0 0.22 0.5 -0.5 213 0 2/3 0.5 -0.5 0 0.5
a) B/Bp =4/9 b) B/Bp =2/3 ¢) B/Bp=1

Abbildung 72: Abhingigkeit des Temperaturerhohungsfaktors fiir die Dichtspitze von
der axialen Position iiber die Dichtspitzenbreite fiir die Priifstands-
bedingungen mit verschiedenen Breitenverhéltnissen an der Umfangs-
position des HL.18 Pyrometers (30 Grad hinter der Kontaktstelle)

Die Berechnung der Temperaturerhdhungsfaktoren ist auch mit den analytischen Losungen
sehr rechenintensiv. Fiir die Anwendung im Simulationsmodell bietet es sich daher an, fiir
die gesamte Kontaktfliche A, einen oOrtlich gemittelten Temperaturerhdhungsfaktor zu
berechnen, der einmalig vor der Simulation bestimmt wird:

D D

- " TA - TA
farpz = f f farp2(@,z) - dA = —CTD A2 (164)
Az
Ac

wobei KDC der mittleren Dichtspitzentemperatur in der Kontaktflache entspricht. Der mittlere
Temperaturerhohungsfaktor fiir die Dichtspitze bei Priifstandsbedingungen ist in Abbildung
73a als Funktion der Peclet-Zahl fiir drei verschiedene Verhiltnisse von Blechdicke zu
Dichtspitzenbreite abgebildet. Die Peclet-Zahl ist eine dimensionslose Kennzahl und
beschreibt aus physikalischer Sicht das Verhéltnis der -charakteristischen Wéarme-
dissipationsdauer zur Aufenthaltsdauer eines Materialpunkts im Reibkontakt:

VR 1p

Pe =
e ” (165)

Sie hingt vom Auflenradius 1 der Dichtspitze, von der Reibgeschwindigkeit vy sowie von
der Temperaturleitfahigkeit a ab. Da letztere eine Funktion der Dichtspitzentemperatur in der
Kontaktstelle ist, nimmt auch die Peclet-Zahl mit steigender Temperatur zu (vgl. Abbildung
73b). Mit steigender Peclet-Zahl verbringt der Materialpunkt weniger Zeit in der
Reibkontaktzone, so dass die Temperaturerhohung geringer ausfillt. Fiir sehr hohe Peclet-
Zahlen strebt der Temperaturerhohungsfaktor gegen den Wert null. Die eingezeichneten
Punkte in Abbildung 73a entsprechen jeweils den mittleren Temperaturerhdhungsfaktoren in
der Dichtspitze flir die Priifstandsbedingungen bei angenommenen Werkstofftemperaturen in
der Kontaktfliche von 200 °C. Selbst bei einer Reibgeschwindigkeit von 165 m/s liegt der
Temperaturerhohungsfaktor noch zwischen 0,5 und 1,1 und ist somit nicht vernachléssigbar.
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a) Mittlerer Temperaturerhohungsfaktor b) Peclet-Zahl als Funktion der
fiir die Dichtspitze als Funktion der Werkstofftemperatur fiir 42CrMo4

Peclet-Zahl

Abbildung 73: Abhingigkeit des mittleren Temperaturerhohungsfaktors fiir die
Dichtspitze als Funktion der Peclet-Zahl fiir die 0,4 mm und 0,6 mm
dicken Metallbleche (links) sowie die Temperaturabhingigkeit der
Peclet-Zahl fiir den Dichtspitzenwerkstoff 42CrMo4 (rechts)

8.13 Analytische Abschatzung des Temperaturerhohungsfaktors:
Metallblech

Mit Hilfe vereinfachender Annahmen lédsst sich der Temperaturerhdhungsfaktor fyrs im
Blech analytisch abschitzen. Voraussetzung hierfiir sind ein zeitkonstanter Wéarmestrom in
das Metallblech, temperaturunabhingige Werkstoffeigenschaften und die Vernachlédssigung
von konvektiven und radiativen Wérmeiibergdngen an den Seitenflichen des Blechs. Unter
diesen Voraussetzungen gilt das Superpositionsprinzip, so dass die aus verschiedenen
Wirmestromen resultierenden Temperaturerhdhungen linear addiert werden konnen:

AT (Gtor = 1 + G2) = AT(41) + AT (g2) (166)

Die instationére, eindimensionale Fourier-Gleichung lautet:
0%T 10T 167
0x2  a ot (167)

wobei x der vertikale Abstand von der Warmeeintragsstelle (0 < x < H), H die Blechhdhe,
T die Blechtemperatur, t die Zeit und a die Temperaturleitfahigkeit des Blechwerkstoffs ist.
Unter der Annahme eines zeitlich konstanten Wéarmestroms ¢ an der Stelle x = 0 ergeben
sich die folgenden Randbedingungen:

aT .
_,1.£=q, x=0 (168)
oy, x=H (169)
ox

sowie die Anfangsbedingung:
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T=T,, 0O<x<H, t=0 (170)

Durch Variablentrennung kann die zeitabhdngige Losung dieses Problems fiir isentrope und
temperaturunabhidngige Werkstoffeigenschaften sowie einen zeitkonstanten Wérmestrom
gefunden werden [57]:

(0]

X? 1 2 cos(n-m-X
0(X,Fo) =F0+7—X+§——-Z¥.e—(n-n)2-m (171)
o= n

Dabei entspricht der Parameter 8 der dimensionslosen Temperaturerhohung:

g = T —-T,
- . H (172)
a7
Fo ist die Fourier-Zahl:
a-t
Fo = T (173)
Der Parameter X entspricht der dimensionslosen Distanz von der Wérmeeintragsstelle x:
P X
=y (174)

An der Wirmeeintragsstelle mit X = 0 ergibt sich somit die folgende zeitabhingige
Temperaturerh6hung:

6(0,Fo) = 0ot 2. R I
OF)=—"g =Fot3-m Qe (175)
°7 n=1

Nach einer Zeit t ergibt sich bei einem zeitlich konstanten fldchenspezifischen Wérmestrom
qi , die folgende Blechtemperatur in der Wirmeeintragsstelle:

. .« H
TS (a=4d5,)=6(0,Fos,) dz, = +Ts (176)
mit
a-t
0.<Fop, <~ (177)

Dabei ist tp die Gesamtdauer des Anstreifvorgangs und somit des Warmeeintrags ist. Flir
einen zeitlich periodischen Wirmeeintrag ¢35 ¢ in das Blech, wie er beim Anstreifen gemal
den experimentellen Untersuchungen in Kapitel 3 zu erwarten ist, ergibt sich auch ein
periodisch schwankender Anstieg der Blechtemperatur TASC in der Wérmeeintragsstelle. Unter
Anwendung des Superpositionsprinzips ldsst sich diese Temperatur als Summe der
Temperatur T; » die aus einem zeitlich gemittelten Wérmestrom qs , Tesultiert, und der
Temperaturerh6hung ATASC, die aus dem kurzzeitig wirkenden zusdtzlichen Wirmeeintrag
Agj,. resultiert, berechnen:

Ta(a=ai.) = T2, (4 = 43,) + ATi,(q = 43, — 4i,) (178)

Die flachenspezifischen Wiarmestrome hingen wie folgt zusammen:
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21
(pEC

", (179)

G, =
Dabei beschreibt der Parameter ¢,. die GroBe des Umfangssegments, iiber welches der
Wirmeeintrag in das Blech erfolgt. Die dazugehorige Zeitdauer tg,, , liber welche dieser
periodische Wirmeeintrag pro Rotorumdrehung wirkt, hdngt neben der GroéBe des
Umfangssegments auch vom Rotorradius 7, und der Reibgeschwindigkeit vy ab:
« Pec " Tp
Pec Vg

(180)

Die Temperaturerh6hung ATASC lasst sich unter Anwendung von Gleichung (176) und (179)
wie folgt berechnen:

2'm H
ATiC =9(0,FOAC)'6'1;2A'( —1)-— (181)
Pec A
mit
a ) t;;EC
0 < Foa, < — 5 (182)

Somit ergibt sich der dimensionslose Temperaturerhohungsfaktor in der Warmeeintragsstelle
mit X = 0 zu:

T3 — TS, TS +AT3 —T5 AT

ATS = = = 183
T,S TASA TASA TASA ( )
27
o 0(0Fo) (G- 1) (
ATS = S, 184)
0(0,Fo,,) + T

Fiir Anstreifvorgénge mit sehr hohen Reibwiarmeintridgen in das Blech (vgl. Kapitel 3) ist der
zweite Term des Nenners meist vernachlédssigbar klein und es gilt ndherungsweise:

6(0,Fo,) - (24) T-1)

ec

0(0,Fo,,)

(185)

fars (FOAA;FOAC "peC) =

Der Temperaturerhohungsfaktor ist somit unter den angenommenen Bedingungen keine
Funktion des Reibwérmestroms und ergibt sich neben den geometrischen Abmessungen vor
allem aus der Anstreifdauer t, der Zeitdauer wiahrend des periodischen Warmeeintrags t* und
der Grofle des Umfangssegments ¢,.. Flir den in Kapitel 4 dieser Arbeit entwickelten
Modellierungsansatz muss ein iber die Zeitdauer ty,, —gemittelter Temperaturerhdhungs-
faktor bestimmt werden:

_ HZ FOAcza.It:I;;;eC
Firs(Foayee) = —— | fins(Fos, Fosg,0ec) " dFos, (186
a Pec FOAC=0

Uber die gesamte Anstreifdauer t; gemittelt ergibt sich:
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S H? FOAAz%_
fA*T,S((pec) = : j fA*T,S(FOAA' <Pec) ) dFOAA (187)

a.tR FOAA=0

Da neben der GroBe des Umfangssegments ¢,. auch die Anstreifdauer t; und die
Reibgeschwindigkeit fiir alle Anstreifszenarien unterschiedlich grof3 ausfallen, ergeben sich
fiir jedes Anstreifszenario unterschiedliche mittlere Temperaturerh6hungsfaktoren fiir das
Metallblech.

8.14 Analytische Abschatzung des Temperaturerhohungsfaktors:
Dichtspitze

Im Folgenden wird mit Hilfe analytischer Uberlegungen abgeschitzt, wie groB der
thermische Widerstand Rg‘z bzw. der Temperaturerhdhungsfaktor firp, in der Dichtspitze,
der die Wirkung der Relativbewegung des Wérmeeintrags auf die Reibtemperaturen
beriicksichtigt, ausfdllt (vgl. Kapitel 4.3.2). Fiir vereinfachte Geometrien und isentrope
Werkstoffeigenschaften ldsst sich der thermische Widerstand R, , analytisch durch die
Losung der folgenden instationdren Fourier-Gleichung berechnen [94]:

A-ViT=p-c -g=p-c -(a—T+v -VT) (188)

Y Dt v \at R
Um die Anwendbarkeit der analytischen Losungen zu ermoglichen, wird entsprechend
Abbildung 74 vereinfachend eine senkrechte Dichtspitze der Breite B, angenommen. Die
Dichtspitze erfahrt auf der Oberseite (r = 1) im Segmentwinkel —¢./2 < @ < @/2 liber
die Breite —b/2 < z < b/2 einen mittig positionierten Reibwirmeeintrag ¢4, welcher sich
mit der Relativgeschwindigkeit vz in Umfangsrichtung bewegt. Der Winkel ¢, ergibt sich
fiir den Anstreifvorgang zwischen einem Metallblech und der Dichtspitze aus der Liange L
des Metallblechs und dem Rotorradius R (vgl. Kapitel 8.1 im Anhang). Die konvektive
Wiérmeabfuhr an der zum Zeitpunkt ¢ nicht in Kontakt stehenden Spitzenoberfliche wird
durch den Wirmeiibergangskoeffizienten h? beriicksichtigt. Die Konvektion an der
Seitenfliche der Labyrinthspitze muss hingegen vernachldssigt werden, um die
Differentialgleichung 16sen zu kénnen. Am Ful3 der senkrechten Dichtspitze (r = r;) wird die
zeitlich konstante Temperatur TP angenommen, die als Wirmesenke fiir die konduktive
Wirmeabfuhr aus der Wirmeeintragszone wirkt. Fiir die analytischen Uberlegungen wird
tiber die Wairmeeintragsfliche eine gleichformige Intensititsverteilung und ein zeitlich
konstanter Wirmeeintrag ¢3. angenommen. Untersuchungen von Hamraoui et al. haben
gezeigt, dass die Form der Intensitétsverteilung fiir groe Peclet-Zahlen tiber 1000, welche in
Labyrinthdichtungen in der Regel weit iibertroffen werden, vernachldssigbar ist und
stattdessen in sehr guter Ndherung mit einer uniformen Intensitétsverteilung gerechnet
werden kann [73].

Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass fiir die folgende Betrachtung keine Kopplungseffekte
zwischen den Reibkorpern durch Wairmeiibergdnge in der Kontaktfliche beriicksichtigt
werden. Stattdessen wird ein vom Stator vollkommen unabhidngiges Wairmeleitproblem
betrachtet. Fiir die analytischen Betrachtungen miissen die Werkstoffeigenschaften
vereinfachend als konstant und somit temperaturunabhingig angenommen werden.
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Abbildung 74: Betrachtete Geometrie und Randbedingungen fiir die analytische
Abschitzung des thermischen Widerstands der bewegten Warmequelle
fiir die Dichtspitze

Fiir die nachfolgende Betrachtung gelten die folgenden Zusammenhénge:

- Der zeit- und flichengemittelte flichenspezifische effektive Ersatzwirmestrom ¢G5 2
ergibt sich zu:
qD A =D,
D _ Ac C — CIAC Pc (189)
Aaz Aﬁ)z Paz

- Die dimensionslose Biot-Zahl Bi beschreibt die konvektiven Wirmeiibergangs-
verhiltnisse und berechnet sich mit dem Konvektionskoeffizienten hy und dem
duBeren Spitzenradius 1y, zu:

h? -1
Bi=—x_2 (190)
A
- Die dimensionslose Peclet-Zahl Pe ergibt sich zu:
W TE  vgT
pe=—2="F D (191)

a a

Sie verkniipft die kinematischen Kontaktbedingungen (Reibgeschwindigkeit und
Geometrie) mit der Temperaturleitfahigkeit des Werkstoffs

A
a =
pCy
Aus physikalischer Sicht beschreibt die Peclet-Zahl das Verhéltnis der
charakteristischen =~ Wairmedissipationsdauer ~ zur  Aufenthaltsdauer  eines
Materialpunkts im Reibkontakt. Mit steigender Peclet-Zahl verbringt der

Materialpunkt weniger Zeit in der Reibkontaktzone, so dass die Temperaturerhohung
geringer ausfillt.

(192)

- Der Ursprung des betrachteten Zylinderkoordinatensystems (7,¢,z) soll im
Rotormittelpunkt in der Mitte der Warmeeintragsflache A, liegen.
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Aus den analytischen Losungen von Hamraoui et al. ldsst sich der folgende Zusammenhang
fiir den thermischen Widerstand herleiten [72]:

_ (T8 -T2,)

RD, =
* QA
_ 2 * TD
2
0 . D - D
*k qA *k qA
Z Ton ( -DC "Pc) —Ton (TAZ"PC = (PA2>
n=1 940, qA 4,
2-n-m-2z @ 5D 2:m-m@-i
* COS (—) + z Real <T,;l*0 <_qu, (pc> ‘e Paz > (193)
Bo m=1 Uas
+2
i { (2 ‘n-m Z)
cos
n=1 Bp
© +D 2m-m@-i
> Real <T;;n ( 94 ,(pc> e om )}
m=1 qAAZ

Die Summenterme lassen sich zu einem Term Sy, ,, zusammenfassen:

_ (TADC B 7_WADAz) 2-1p

RD, = , = Sy 194
b,2 qEAZ Pl mn ( )
Fiir die transformierten Temperaturen gilt:
. D cx%x [ +D
% qA qO, (qA 4 (p) *%
TO,n<.DC :(p> = n.D—C.ZO,n(v!Z) (195)
Apz Aaz
D . Kk - D
o [ 44 Gmo(dh.0) ., (196)
m,O(-DC' >:m-D—C'Zm,O(VrZ)
Apz Aaz
. D o . D
w (44 dmn(das @) .. (197)
i ( -DC ,<p> — ’”".TC.Zm’n(V,Z)
Aaz Apz

Mit den transformierten Reibwéarmestromen:

. . ) _Sin(n'ﬂ'b)
Gon (@ @) _ 2. ¥* Bp (198)
ARy, GA,,  Paz T
er . . sin (M Pc (199)
Gro(d, ) R, P sin ( Paz )

-D - .D . .
D4y, Q44 Bp-m-m
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. (MU PN (M b (200)
Gmn (G 9) _ dac sin ( Pz ) -sin ( B, )
Und mit:
Zpn(v,2)
{Iv(zr) ' Kv(zrl-) - ]v(Zrl-) ' Kv(Zr)} (201

= I ! 1] )
(zr,) - K0 (2,) — L(2r,) - Ki(2r,)} + Bi- {1(2r,) - Ko (2r,) = I(2,) - Ko (2r,)}

Dabei ist r; der Radius des FuBles der senkrechten Dichtspitze und I,,(z,.) bzw. K, (z,) sind

jeweils die modifizierten Besselfunktionen erster bzw. zweiter Gattung der Ordnung v mit

dem komplexen Argument z,.. Die Ordnung der Besselfunktion ergibt sich zu:

m-m
v =
D (202)
Das komplexe Argument ergibt sich zu:
r 2:n-m-rp\> 2-m-m-i-Pe
z = ( D) + (203)
Tp Bp Paz
Weiterhin gilt:
, 2:n-m-1p\° 2-m-m-i-Pe
IV(ZTD) = IU(ZTD) + \/( B ) + ' I‘U+1(ZTD) (204)
D Paz
, 2'n-m-1p\> 2-m-m-i-Pe
KV(ZrD) = KV(ZrD) - \/( B ) + 'Kv+1(ZrD) (205)
D Paz

Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass der Summenterm S, ,, von R, in Gleichung (192)
nicht vom Absolutwert des Reibwirmeeintrags ¢5 . abhingt, sondern neben den
geometrischen Parametern nur von der dimensionslosen Peclet- und Biot-Zahl sowie dem
Verhiltnis der Reibwirmestréme ¢% . /5 ,» Welches wiederum durch die geometrischen
Verhiltnisse definiert ist. In vielen Fillen bietet es sich an, statt dem dimensionsbehafteten
thermischen Widerstand R ,[,’_ , die dimensionslose relative Temperaturdifferenz zu verwenden:

#D __ mD D . D
* _ (TAC TAAZ) _ Rb,Z A4,
AT,D,2 — 7D - 7D
TAAZ TAAz
2-Smn

= : (206)

1n(1,) 7D ‘N
%' 1+ Bi rl'ln (;—D) +2 'Z:f:l TO*:L (Zg_jzr (pAZ) " Cos (ZnB—DT[Z)

1

Auch diese relative Temperaturdifferenz ist von der Hohe des Reibwirmeeintrags ¢5 c
unabhidngig und ergibt sich alleine aus den geometrischen Verhidltnissen sowie der
dimensionslosen Peclet- und Biot-Zahl. Fiir konstant bleibende geometrische Verhéltnisse,
Pecletzahl und Biotzahl muss der thermische Widerstand Rj, bzw. die relative
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Temperaturdifferenz fx7 ,, deshalb nur einmalig vor der Simulation des Anstreifvorgangs
bestimmt werden. Dies gilt bei bewegten Warmequellen sowohl fiir die Dichtspitze mit den
zwei thermischen Widerstinden Rp;, und Rj, als auch fir den Stator Rj (vgl
Wirmewiderstandsschema in  Abbildung 25). Beziiglich des Verhéltnisses der
Reibwirmestrome zueinander gilt:

q,]?q)c _AAZ _2'7T_B_D
quz Ac oc b

(207)

8.15 Abhangigkeit der tribologischen Modellparameter von den
Reibtemperaturen

In Abbildung 75 sind die tribologischen Modellparameter fiir alle Anstreifszenarien den
mittleren relativen Blitztemperaturerhdhungen AT, mit kontinuierlichem Wérmeeintrag
gegeniibergestellt.

Ky | 25| ¢ @
021 & 7
i — 15
» i o
<
81.. S3 85
0.15 ; i Sl S
i es4 S1eeS3 LET
2 4 6 8 2 4 6 8
AT ont X108 [K/m] AT iont X108 [K/m]
a) Reibkoeffizient b) Zeitkonstante plastischer
Verschleifl
S1 sS4 70 ; R .
E @ 50
E 20 b S.3 s .E.
S2
o |e gz 30 83
3 S2 °®
< 10 S5 St e S4.
® | 0@ . :
2 __ 4 . 6 8 650 700 750
ATr,kont X10 [ij] ﬁ [ac]
Ap
¢) Wirmeiibergangskoeft. d) Abrasiver VeschleiBBkoeff.
Kontaktflache

Abbildung 75: Abhingigkeit der kalibrierten tribologischen Modellparameter von den
maximalen  relativen  Blitztemperaturerhdhungen  fiir  einen
kontinuierlichen Wérmeeintrag (a, b, c¢) bzw. von den Blech-
temperaturen in der scheinbaren Kontaktflache (d)
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8.16 Auswahl der statistischen Versuchsplane

Mit dem Einsatz von statistischer Versuchsplanung lassen sich die Haupteinfliisse und
Wechselwirkungen zwischen den Einflussgroflen eines Systems mit einer moglichst geringen
Anzahl an Versuchsdurchldufen oder Simulationen quantifizieren. Mit abnehmender Anzahl
an Versuchs- oder Simulationsdurchldufen sinkt die Aussagekraft der Daten, da
Mehrfachwechselwirkungen zwischen den Parametern auf Grund zu starker Korrelationen
untereinander nicht mehr von den Haupteinfliissen oder von anderen Wechselwirkungen
unterscheidbar sind. Dieser Zusammenhang ist in Abbildung 76 fiir ein System mit 15
Einflussfaktoren dargestellt, wobei die x-Achse mit der Anzahl der erforderlichen
Datenpunkte N logarithmisch aufgetragen ist. Dargestellt ist der Korrelationskoeffizient K
zwischen den Haupteinflussfaktoren und den zweifach- bzw. dreifach-Wechselwirkungen der
Eingangsgroflen des Systems als Funktion der Anzahl an Datenpunkten N.

In Abbildung 76 ist zum einen die Abhéngigkeit der Auflosung des teilfaktoriellen
Versuchsplans mit unterschiedlicher Faltung von der Anzahl an Datenpunkten N dargestellt.
Ein teilfaktorieller Versuchsplan mit Faltung acht (TF8) erfordert zum Beispiel 128
Versuchsdurchldufe und erreicht eine maximale Auflésung von vier (A4). Letzere bedeutet,
dass nur die Haupteinflussfaktoren (x;) und die zweifach-Wechselwirkungen (xl- : xj) klar
voneinander unterschieden werden konnen. Jedoch lassen sich die dreifach-
Wechselwirkungen (xl--xj -xk) fiir diese Auflosung nicht eindeutig von den Haupt-
einflussfaktoren (x;) unterscheiden, da sie teilweise direkt miteinander Kkorrelieren
(Korrelationskoeffizient Kpor = 1). Gleiches gilt fiir die zweifach-Wechselwirkungen
(xl- -xj) untereinander, welche teilweise ebenfalls direkt miteinander korrelieren. Eine
Auflésung von sechs (A6) ist fiir einen teilfaktoriellen Versuchsplan mindestens erforderlich,
damit Haupteinflussfaktoren, zweifach-Wechselwirkungen und dreifach-Wechselwirkungen
unverwechselbar sind. Sollen alle Haupteinflussfaktoren und mehrfach-Wechselwirkungen
eindeutig bestimmbar sein ist ein vollfaktorieller Versuchsplan (VF) notwendig. In diesem
Fall besteht keine Korrelation zwischen den verschiedenen Eingangsgrofen und all ihren
Mehrfachwechselwirkungen (Kpor = 0).

Fiir die Latin Hypercube Versuchsplidne ist auf Grund der zufilligen Punktverteilung keine
eindeutige Bestimmung der Auflosung mdoglich. Hier besteht ein kontinuierlicher Abfall der
auftretenden Korrelationskoeffizienten zwischen den Eingangsgréfen und ihren Wechsel-
wirkungen mit zunehmender Anzahl verfiigbarer Datenpunkte, welcher in Abbildung 76
durch die Kurvenverldufe dargestellt ist. Die durchgezogene Linie entspricht den mittleren
absoluten Korrelationskoeffizienten K zwischen den EingangsgroBen und allen moglichen
zweifach- oder dreifach-Wechselwirkungen, wobei die gestrichelte Kurve die Streuung der
absoluten Korrelationskoeffizienten mit zwei Standardabweichungen oy kennzeichnet. Fiir
512 Datenpunkte treten immer noch Korrelationskoeffizienten tiber 0,1 auf.
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Abbildung 76: Abhidngigkeit der Auflosung bzw. des maximalen Korrelations-
koeffizienten von der Anzahl an Versuchsdurchldufen fiir zweistufige
teilfaktorielle Versuchspline und fiir Latin-Hypercubes (TF =
Teilfaktoriell, VF = Vollfaktoriel, A = Aufléosung, LHS = Latin
Hypercube Sample)

Je nach Anforderungen an die Sensitivititsstudie muss der passende Simulationsplan
ausgewdhlt werden. Im Rahmen dieser Arbeit sollen die Effekte der 15 Einflussfaktoren
sowie ihre zweifach- und dreifach-Wechselwirkungen untereinander eindeutig bestimmbar
sein. Fiir einen zweistufigen teilfaktoriellen Versuchsplan erfordert dies mindestens eine
Auflésung von sechs (A6), was bei 15 Einflussgroen einer Faltung von sechs (TF6)
entspricht und 512 Simulationsdurchldufe verlangt (vgl. Abbildung 76). Bei identischer
Anzahl an Datentupeln sind mit einem Latin Hypercube Korrelationskoeffizienten {iber 0,1
moglich. Das bedeutet, dass die Haupteinflussfaktoren und Wechselwirkungen teilweise
leicht miteinander korrelieren. Ein Korrelationskoeffizient von 0,1 ist jedoch sehr gering, so
dass eine zuverldssige Ermittlung der wichtigsten Einflussfaktoren dennoch moglich ist.
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8.17 Weitere Ergebnistabellen der Sensitivitatsstudie
Tabelle 11: Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir den teil-
faktoriellen Versuchsplan fiir den zeitgemittelten Kontaktdruck und das
Verschleiflverhiltnis bei einer finalen Zustelltiefe von 1,0 mm. Die
angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen Regressions-
koeffizienten
DOE (Faltung 6, 512 Datenpunkte)
Sf= 1,0 mm
N Kontaktdruck Verschleillverhiltnis
- Pc Wo/Wiot
1 U -0,588 fe -0,537
2 B; -0,468 1 -0,451
3 hrco 0,313 Bi -0,354
4 P 0,281 Jeab 0,320
5 9 -0,274 hrco 0,240
HF 6 L 0,208 fi 0,207
7 2(’) - 0,141 P 0,159
8 kg 0,100 2<p e; 0,112
9 tepl 0,092 kg 0,096
10 furP -0,062 tepl 0,093
1 u- B 0,106 wefe 0,145
2 JTR P -0,094 k&P - 2 -0,108
3 wfy -0,069 Bi i 0,092
WWwW
4 e f -0,068 - kgb -0,090
5 e fe 0,065 hrco - fy -0,082
6 | hrcofP 0,057 B; - kP -0,073
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Tabelle 12: Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir den teil-
faktoriellen Versuchsplan fiir den zeitgemittelten effektiven Wéarme-
aufteilungskoeffizienten, die zeitgemittelte Blechtemperatur und die
zeitgemittelte Dichtspitzentemperatur bei einer finalen Zustelltiefe von 1,0
mm. Die angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen
Regressionskoeffizienten
DOE (Faltung 6, 512 Datenpunkte)
Sf = 1,0 mm

Wirmeaufteilung Blechtemperatur Spitzentemperatur

N s =D

Bess Ty, T3,
1 B; 0,645 u 0,523 B; -0,614
2 hrc.o -0,395 B 0,417 hrco 0,393
3 s 0,374 S 0,320 S -0,352
4 U 0,321 hrco -0,282 i 0,322

D *,S (peC
5 fi -0,212 far -0,250 o -0,280
HE ¢ fi -0,169 fi -0,247 I -0,242
7 2(’) - -0,111 ks 0,185 fP -0,106
8 forD 0,048 fP -0,185 ks 0,103
9 ks -0,044 tept 0,162 tept 0,099
¢ec *,D
10 tepl -0,037 o -0,090 far -0,082
S (pec

1 | hyeo-Bi | -0,154 e f -0,128 By - 0,081
2 Bi- f¢ 0,150 - B; 0,125 | hyco-ff | -0,064
WW 3 u- B 0,139 1 hreg 0,102 hreo - Bi -0,063
4 Bi- £ -0,091 we 0,083 B fP 0,050
5 Bi fP -0,050 w-fy 0,075 Bi-fi -0,048
6 u-fs 0,047 hrco - fg 0,075 weBi fs 0,046
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Tabelle 13:

Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir den teil-
faktoriellen Versuchsplan fiir den zeitgemittelten Kontaktdruck und das
Verschleifiverhiltnis bei einer finalen Zustelltiefe von 0,5 mm. Die
angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen Regressions-
koeffizienten

DOE (Faltung 6, 512 Datenpunkte)
sf=0, 5 mm
N Kontaktdruck Verschleiliverhaltnis
- Pc W/ Wit
1 m -0,597 i -0,542
2 B -0,477 U -0,461
3 hrco 0,308 B; -0,370
4 fi 0,289 kb 0,334
5 9 -0,265 hreo 0,228
HF 6 ik 0,192 i 0,207
7 ch e; 0,141 % 0,102
8 kg 0,108 kg 0,090
9 tepl 0,100 tepl 0,082
10 [ fi 0,061 far’ 0,061
1 u- B 0,100 wefe 0,150
2 w-hreo -0,088 k& - f5 -0,108
3 we e -0,067 Bifs 0,101
ww
4 U ks -0,059 - kgb -0,091
5 w P -0,058 hrco - fy -0,081
6 e fs 0,057 B - k&P -0,075
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Tabelle 14:

Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir den teil-
faktoriellen Versuchsplan fiir den zeitgemittelten effektiven Wéarme-
aufteilungskoeffizienten, die zeitgemittelte Blechtemperatur und die
zeitgemittelte Dichtspitzentemperatur bei einer finalen Zustelltiefe von 0,5
mm. Die angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen
Regressionskoeffizienten

DOE (Faltung 6, 512 Datenpunkte)
sy =0, 5 mm
Wirmeaufteilung Blechtemperatur Spitzentemperatur

Nr. < ——

Bers Ta, T3,
1 B; 0,662 U 0,538 Bi -0,624
2 hrco -0,392 B; 0,432 hrco 0,384
3 i 0,370 S 0,318 5 -0,337
4 U 0,309 hrco -0,275 i 0,325
5 P -0,204 i -0,248 2<p e -0,306

T
HF 6 i -0,162 fars -0,229 U -0,214
(pec
7 — -0,112 kg 0,200 kg 0,115
2T
8 kg -0,051 P -0,171 tept 0,105
9 far 0,050 tept 0,159 i -0,098
10 tept -0,040 5—62 -0,091 far -0,078
S Pec

1 hrco Bi -0,151 u-fg -0,126 Bi - > 0,087
2 Bi-fs 0,147 we B 0,125 | hyco - fy -0,059
WW 3 1 B 0,136 threg 0,100 hrco " Bi -0,056
4 B fi -0,090 wfy 0,075 Bi- fL 0,048
5 B fP -0,048 hrco: fa 0074 | u-Bi-fs 0,087
6 wefy 0,045 Bifa -0,073 Bi- f -0,046
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Tabelle 15:

Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir das Latin
Hypercube Sample fiir den zeitgemittelten Kontaktdruck und das
Verschleifverhiltnis bei einer finalen Zustelltiefe von 1,5 mm. Die
angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen Regressions-

koeffizienten
LHS (512 Datenpunkte)
sp=1, 5 mm
N Kontaktdruck Verschleiliverhaltnis
- Pc Wa/Wiot
1 m -0,597 i -0,556
2 B -0,470 U -0,484
3 hrco 0,341 B; -0,371
4 5 -0,313 ki 0,291
5 s 0,278 hrco 0,276
HF | ¢ £ 0,191 5 0,213
7 Pec 0,110 £ 0,154
21
8 tepi 0,072 % 0,083
9 kg 0,065 kg 0,074
10 hy 0,063 tepi 0,073
1 U hreo -0,068 u-fe 0,103
2 u- B 0,058 k&b - f5 -0,080
3 wefs 0,056 hrco ' f5 -0,068
WW | 4 P 0,049 - kgb -0,059
5 | heeo-fy -0,047 Bifs 0,056
hTC,O
6 Pec. 0,047 threo -0,054
2-'m
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Tabelle 16: Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir das Latin
Hypercube Sample fiir den zeitgemittelten effektiven Wérmeaufteilungs-
koeffizienten, die zeitgemittelte Blechtemperatur und die zeitgemittelte
Dichtspitzentemperatur bei einer finalen Zustelltiefe von 1,5 mm. Die
angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen Regressions-

koeffizienten
LHS (512 Datenpunkte)
sp=1, 5mm

Wirmeaufteilung Blechtemperatur Spitzentemperatur

N P~ =5

Bess T, T3,
1 B; 0,624 U 0,539 B -0,608
2 hrco -0,413 B; 0,421 hrco 0,411
3 s 0,392 5 0,338 S -0,382
4 U 0,343 hrco -0,295 i 0,325
5 i -0,234 fors -0,288 U -0,300
HE | ¢ i -0,195 i -0,232 2%; -0,240

(pec
7 -0,118 kg 0,176 kg 0,081
27
8 farP 0,060 P -0,172 tep 0,079
9 hy 0,046 tepl 0,151 ik -0,074
10 tep -0,042 hy, -0,061 faP -0,066
1 | hreo-Bi | -0,102 Iy -0,088 | hrco- ff -0,049
2 TRy} 0,099 wefs -0,086 B; -% 0,048
3 Bi-fi 0,096 K hreo 0,079 hrco - Bi -0,046
WW
4 Bi-fi -0,071 hrco f5 0,072 hrco i 0,041
5 Kehreo -0,049 B - fP 0,067 Bi-fi -0,041
6 Bi- fP -0,046 £ fP 0,061 : z(p“ 0,034
T
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Tabelle 17: Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir das Latin
Hypercube Sample fiir den zeitgemittelten Kontaktdruck und das
Verschleifverhiltnis bei einer finalen Zustelltiefe von 1,0 mm. Die
angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen Regressions-

koeffizienten
LHS (512 Datenpunkte)
sf=1,0mm
N Kontaktdruck Verschleiliverhaltnis
- Pc Wa/Wiot
1 m -0,600 i -0,559
2 B; -0,472 M -0,484
3 hrco 0,338 B -0,371
4 5 -0,309 ki 0,296
5 s 0,281 hrco 0,272
HF 6 Jid 0,188 fi 0,212
7 2(’) — 0,110 P 0,150
8 tepl 0,073 % 0,083
9 kg 0,068 ks 0,075
10 far 0,053 tepi 0,074
1 1 hreo -0,066 e fs 0,102
2 we B 0,057 kP - fS -0,080
3 wefs 0,054 hrco ™ f5 -0,067
wWW | 4 5P 0,048 p - kab -0,059
hTC,O
5 Pec. 0,047 Bifi 0,055
2-m
6 | hrco-fy -0,046 1 hreo -0,053
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Tabelle 18: Ergebnisse der multikriteriellen Merkmalsbewertung fiir das Latin
Hypercube Sample fiir den zeitgemittelten effektiven Wérmeaufteilungs-
koeffizienten, die zeitgemittelte Blechtemperatur und die zeitgemittelte
Dichtspitzentemperatur bei einer finalen Zustelltiefe von 1,0 mm. Die
angegebenen Werte entsprechen den normierten linearen Regressions-
koeffizienten
LHS (512 Datenpunkte)
Sf = 1,0 mm

Wiirmeaufteilung Blechtemperatur Spitzentemperatur

Nr. < ——

B eff TAA TAA
1 B; 0,630 u 0,545 B; -0,612
2 hrco -0,413 Bi 0,426 hrco 0,407
3 = 0,389 S 0,337 S -0,376
4 u 0,338 hrco -0,292 i 0,324
5 Jid -0,231 furs -0,278 n -0,291
HE | ¢ i -0,191 i -0,233 pre; -0,248

(pec
7 —< -0,121 kg 0,184 kg 0,087
2'm
8 farP 0,060 Jid -0,167 tepi 0,080
9 tepl -0,044 tepl 0,151 ik -0,075
10 hy 0,039 hy -0,055 i -0,064
(pEC
1 | hyco-B;i | -0,102 1B -0,086 By - 0,050
2 Bifi 0,099 uefe -0,085 hrco - fa -0,047
3 U Bi 0,095 K hreo 0,077 hrco - Bi -0,043
WwWw

4 B fi 0,069 | hrco-fp 0,071 hrco fi 0,042
5 threo -0,046 B - fP 0,065 Bi-fi -0,039
6 | BifP | 004 | fFfP | 0059 < | 0,033
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