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Kurzfassung 

Im Rahmen des Forschungsprojektes AIF 19176 N wurden thermoanalytische Messmetho-

den weiterentwickelt und Experimente durchgeführt, um das thermische Materialverhalten 

von Brandschutzplatten und reaktiven Brandschutzsystemen zum Schutz von Stahlbauteilen 

unter Naturbrand zu untersuchen. Mit Hilfe der Forschungsergebnisse sollen standardisierte 

Handlungsempfehlungen und Randbedingungen für Prüfverfahren zur experimentellen Be-

stimmung der thermischen Materialkennwerte für Naturbrände ermöglicht werden. Zudem 

sollen Kenntnislücken bzgl. des thermischen Materialverhaltens von Brandschutzbekleidun-

gen und reaktiven Brandschutzsystemen sowohl für die Aufheizphase als auch die Abkühl-

phase von Naturbränden geschlossen werden. Hierfür wurden die Grenzen der Anwendung 

von thermoanalytischen Messverfahren und Messmetoden aufgezeigt und im Hinblick auf die 

betrachteten Brandschutzmaterialien untersucht. Die Anwendung der bestimmten thermi-

schen Materialkennwerte wurde sowohl in einem großmaßstäblichen Naturbrandversuch als 

auch anhand von numerischen Modellen, die zur Berechnung der thermischen Schutzwir-

kung und des Erwärmungsverhaltens von geschützten Stahlbauteilen unter Naturbrand an-

gewendet werden können, überprüft. 

Untersucht wurden der aktuelle Stand der Erkenntnisse im Hinblick auf die thermischen Ma-

terialkennwerte von Brandschutzbekleidungen und reaktiven Brandschutzsystemen. Eine 

systematische Datenanalyse konnte die aktuellen Kenntnislücken zum temperaturabhängi-

gen Materialverhalten der betrachteten Brandschutzmaterialien aufzeigen. Ferner wurden mit 

Brandsimulationsberechnungen (Zonen- und Feldmodelle) verschiedene Naturbrandszenari-

en berechnet. Hierfür erfolgte auf Basis typischer Anwendungsbereiche geschützter Stahl-

bauteile die Bestimmung möglicher Brandszenarien unter Variation der Brandraumgeomet-

rie, der Ventilationsverhältnisse und der Brandlasten (Art und Menge). Auf Basis der 

Brandsimulationsergebnisse ist ein repräsentativer Naturbrandverlauf für die Untersuchun-

gen ausgewählt worden. Weiterhin wurden thermoanalytische Messverfahren und Methoden 

angewendet, um die temperaturabhängigen Materialkennwerte der untersuchten Brand-

schutzbekleidungen und reaktiven Brandschutzsystemen zu bestimmen. Anschließend wur-

de ein Großbrandversuch mit mechanisch belasteten, geschützten Stahlträgern und unbelas-

teten Stahlstützenabschnitten mit den untersuchten Brandschutzmaterialien durchgeführt, 

um die thermische Schutzwirkung der Brandschutzmaterialien unter Naturbrand und mecha-

nischer Belastung im Großmaßstab zu ermitteln. Mit Hilfe des Finite-Elemente-Programms 

Abaqus CAE 2016 wurden zweidimensionale Modelle von geschützten Stahlbauteilen erstellt 

und mit den Ergebnissen des Großbrandversuchs validiert. Mit Hilfe der numerischen und 
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experimentellen Untersuchungen konnte die thermische Schutzwirkung der betrachteten 

Brandschutzmaterialien unter Naturbrand beschrieben und bewertet werden. 
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Abstract 

Within the scope of the research project AIF 19176 N, test methods for determining the tem-

perature-dependent thermal material properties of fire protection boards, fire protection plas-

ter and intumescent coatings for the protection of steel components under natural fire were 

investigated. With the help of the research results, standardised boundary conditions for test 

procedures for the experimental determination of the thermal material properties for natural 

fires are to be made possible. In addition, the lack of knowledge about the thermal material 

behaviour of fire protection materials for heating phase and cooling phase of natural fires are 

to be closed. For this purpose, the limits of the application of thermoanalytical measurement 

methods and measuring methods were pointed out and examined the thermal properties of 

the protection materials. The application of the determined thermal material properties was 

tested both in a large-scale natural fire test and in finite element models, which can be used 

to calculate the thermal protection effect of the thermal behaviour of protected steel compo-

nents under natural fire. 

The current state of the art of the thermal material properties of fire protection boards, fire 

protection plaster and intumescent coatings was examined. A systematic data analysis was 

able to show the current lack of knowledge about the temperature-dependent material be-

haviour of the fire protection materials. Furthermore, various natural fire scenarios were cal-

culated using fire simulation calculations. For this purpose, natural fire scenarios were de-

termined on the basis of typical areas of application of protected steel components, varying 

the geometry, the ventilation conditions and the fire loads (quality and quantity). Based on 

the fire simulation results, a generally natural fire was determined. The natural fire was used 

for experimental investigations. Furthermore, thermoanalytical measurement procedures and 

methods were used to determine the temperature-dependent material properties of the fire 

protection materials. Subsequently, large scale fire tests were carried out with loaded, pro-

tected steel girders and unloaded steel sections with the examined fire protection materials in 

order to determine the thermal protection effect of the fire protection materials under natural 

fire and mechanical load on a large scale. Using the Abaqus CAE 2016 finite element pro-

gram, two-dimensional models of protected steel components were created and validated 

with the results of the large-scale fire test.  

Within numerical and experimental investigations, the thermal protection effect of the fire 

protection materials under natural fire could be described. 
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1 Einleitung 

 Problemstellung und Zielsetzung 1.1

Brandschutzbekleidungen und reaktive Brandschutzsysteme können zum Schutz von Stahl-

bauteilen vor einer Brandbeanspruchung eingesetzt werden. Ihre thermische Schutzwirkung 

führt zu einer verzögerten Erwärmung des zu schützenden Stahlbauteils und gewährleistet 

dadurch einen ausreichend langen Feuerwiderstand. Will man die Rechenverfahren der Eu-

rocodes für die Bemessung der Stahlbauteile im Brandfall anwenden, müssen temperatur-

abhängige thermische Materialkennwerte der Brandschutzplattenbekleidungen bekannt sein. 

Im Nationalen Anhang zur DIN EN 1993-1-2 (2010) [7] werden derzeit nur konstante tempe-

raturunabhängige Materialkennwerte für ausgewählte Brandschutzbekleidungen bereitge-

stellt, die auf Grundlage von Bauteilprüfungen unter Verwendung der Einheits-

Temperaturzeitkurve (ETK) ermittelt wurden. 

Neben dem herkömmlichen Bemessungsverfahren ermöglicht der Eurocode auch einen leis-

tungsbasierten Nachweis unter Verwendung realitätsnaher Naturbrandszenarien. Naturbrän-

de stellen im Vergleich zur ETK ein realistisches Modell eines Realbrandes mit Entwick-

lungsphase, Vollbrandphase und Abkühlphase dar. Während die ETK von einem rapiden 

und kontinuierlichen Temperaturanstieg ausgeht, wird beim Naturbrand der gesamte Brand-

verlauf unter Berücksichtigung von Brandlastdichten, Brandraumgeometrien und Ventilati-

onsverhältnissen betrachtet. Die Auslegung der Schutzmaßnahmen von Brandschutzbeklei-

dungen und reaktiven Brandschutzsystemen für natürliche Brände kann daher nicht auf 

Grundlage der Standard-Brandprüfungen erfolgen. Für die leistungsbasierte Bemessung 

brandbeanspruchter geschützter Stahlbauteile ist die temperaturabhängige Formulierung der 

thermischen Materialkennwerte sowohl für die Aufheizphase als auch für die Abkühlphase 

einer Naturbrandbeanspruchung unabdingbar. 

Ziel des Forschungsvorhabens ist es, die thermischen Materialkennwerte (Wärmeleitfähig-

keit, spezifische Wärmekapazität und Rohdichte) für Brandschutzbekleidungen und reaktive 

Brandschutzsysteme für eine Bemessung von geschützten Stahlbauteilen unter Naturbrand 

anhand von geeigneten Prüfmethoden zu bestimmen und bereitzustellen. Zurzeit existiert 

eine Vielzahl von thermoanalytischen Messverfahren und Methoden, die zur Bestimmung der 

thermischen Materialkennwerte von Brandschutzbekleidungen und reaktiven Brand-

schutzsystemen angewendet werden können. Ein weiteres Ziel des Forschungsvorhabens 

ist es, Handlungsempfehlungen und Randbedingungen für standardisierte Prüfverfahren zur 
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Ermittlung von thermischen Materialkennwerten für Brandschutzplatten und reaktive Brand-

schutzsysteme zu entwickeln.  

 Vorgehensweise 1.2

Im Rahmen des Forschungsvorhabens wurden systematisch experimentelle und numerische 

Untersuchungen durchgeführt. Zur Umsetzung der Ziele sind folgende theoretische und ex-

perimentelle Bearbeitungsschritte durchgeführt worden: 

 Datenanalyse zur Schaffung einer Datenbasis bereits existierender thermischer Ma-

terialkennwerte von Brandschutzbekleidungen und reaktiven Brandschutzsystemen. 

Systematische Aufbereitung der Literaturdaten hinsichtlich verwendeter thermoanaly-

tischer Messverfahren und Methoden.  

 Brandsimulationen unter Anwendung von Feld- und Zonenmodellen. Entwicklung von 

repräsentativen Naturbrandszenarien mit Aufheiz- und Abkühlraten unter Berücksich-

tigung von verschiedenen Brandlasten, Ventilationsverhältnissen und Brandraumge-

ometrien. 

 Experimentelle Untersuchungen im Labormaßstab zur Ermittlung der thermischen 

Materialkennwerte von Brandschutzbekleidungen und reaktiven Brandschutzsyste-

men für die Aufheiz- und Abkühlphase von Naturbränden. 

 Durchführung eines realmaßstäblichen Großbrandversuches an geschützten Stahl-

bauteilen unter Naturbrandeinwirkung und mechanischer Belastung. Ermittlung von 

Maßstabseffekten und Ermittlung der thermischen Schutzwirkung der Brandschutz-

materialien im realen Maßstab. 

 Ableitung von temperaturabhängigen Materialgesetzen aus den experimentellen Ver-

suchsdaten und Überführung in ein numerisches Modell, das zur Berechnung der 

thermischen Schutzwirkung von Brandschutzbekleidungen und reaktiven Brand-

schutzsystemen angewendet werden kann. Validierung des numerischen Modells 

anhand der Temperaturen aus dem Großbrandversuch. 

 Bewertung von thermoanalytischen Messverfahren und Messmethoden. Empfehlung 

für Randbedingungen, Auswertungsprozeduren und Handhabung thermoanalytischer 

Prüfverfahren zur Ermittlung von thermischen Materialkennwerten von Brandschutz-

bekleidungen und reaktiven Brandschutzsystemen. 
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2 Thermische Materialeigenschaften von Brand-

schutzmaterialien – Stand der Erkenntnisse 

 Einleitung 2.1

Zum Schutz von Stahlbauteilen unter Brandeinwirkung können Brandschutzmaterialien zum 

Einsatz kommen. Aufgrund ihrer thermischen Eigenschaften können Brandschutzmaterialien 

die Temperaturbeanspruchung des zu schützenden Bauteils verringern, indem sie den Wär-

meübergang zwischen der Umgebungstemperatur und dem Bauteil verzögern. Die Tempera-

turerhöhung während einer Brandbeanspruchung in einem Stahlbauteil kann soweit verzö-

gert werden, dass kritische Stahltemperaturen vermieden oder möglichst lange hinausgezö-

gert werden können. Brandschutzmaterialien werden entsprechend häufig zum Schutz nicht-

brennbarer Bauteile mit geringer eigener Feuerwiderstandsdauer, wie z. B. bei Stahlbautei-

len eingesetzt. Aufgrund der thermischen Schutzwirkungen können Stahlbauteile mit Brand-

schutzmaterialien die Anforderung einer Feuerwiderstanddauer gemäß DIN EN 13501 –

 2 (2016) [18] erfüllen. Die brandschutztechnische Auslegung von Brandschutzmaterialien 

selbst erfolgt über Brandversuche. Unter Berücksichtigung des Profilfaktors des zu schüt-

zenden Stahlbauteils, der Art der Brandschutzbekleidung sowie dessen thermischen Materi-

aleigenschaften und die Art der Brandbeanspruchung kann die benötigte Dicke der Brand-

schutzmaterialien ermittelt werden. In Abhängigkeit der Dicke der Brandschutzmaterialien 

können Feuerwiderstanddauern von bis zu 180 Minuten erfüllt werden. Brandschutzmateria-

lien können in Form von Brandschutzplatten, als Brandschutzputz oder in Form eines reakti-

ven Brandschutzsystems auf das zu schützende Stahlbauteil appliziert werden. Das Brand-

schutzmaterial kann dabei kastenförmig oder profilfolgend angeordnet werden. Die Qualität, 

Oberflächenbeschaffenheit und die jeweilige Dicke der Bekleidung sollte dabei über die ge-

samte Fläche/Länge des zu schützenden Bauteils gleichbleiben. Im Rahmen des For-

schungsvorhabens wurden unter dem Begriff Brandschutzmaterialien folgende Materialien 

zum Schutz von Stahlbauteilen betrachtet: 

 Brandschutzplatten aus Gipskarton, Gipsfaser und Calciumsilikat, 

 Brandschutzputze (Mineralputze, Vermiculit- und Perlitputze), 

 Reaktive Brandschutzsysteme (wasserbasiert und lösemittelhaltig). 

 

Zur Abschätzung der thermischen Schutzwirkung von Stahlbauteilen mit Brandschutzmateri-

alien sind die thermischen Materialeigenschaften der verwendeten Baustoffe von elementa-

rer Bedeutung. Das thermische Materialverhalten kann unter der Kenntnis der temperaturab-
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hängigen Materialgesetze umfassend untersucht werden. Die thermischen Materialkennwer-

te für Stahl sind nach DIN EN 1993-1-2 (2010) [6] geregelt. Für die thermischen Material-

kennwerte der Brandschutzmaterialien werden bis dato nur konstante Werte in 

DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] bereitgestellt, die sich auf die folgenden Parameter be-

schränken: 

 Wärmeleitfähigkeit λ, 

 Spezifische Wärmekapazität cp, 

 Rohdichte ρ. 

 

Als Bewertungsgrundlage für das thermische Materialverhalten bekleideter Stahlbauteile 

unter Naturbrand sind die thermischen Materialeigenschaften von besonderer Relevanz. Im 

Falle eines Brandes ist ein geschütztes Stahlbauteil hohen Temperaturen ausgesetzt. Die 

thermische Schutzwirkung und Leistungsfähigkeit der Brandschutzmaterialien beruht dabei 

im Wesentlichen auf der Dehydratation des chemisch und physikalisch gebundenen Was-

sers im Temperaturbereich um 100 °C. Die erhöhte Bauteiltemperatur kann physikalische 

und chemische Prozesse innerhalb der Brandschutzmaterialien auslösen. Die temperaturbe-

dingten Baustoffreaktionen spiegeln sich auch in den thermischen Materialkennwerten wie-

der, weshalb die Materialgesetze zwingend temperaturabhängig formuliert werden müssen. 

Bisher existieren temperaturabhängige Materialkennwerte nur für wenige Produkte für die 

Aufheizphase. Der Verlauf der temperaturabhängigen Materialkennwerte für die Abkühlpha-

se ist bisher unbekannt. In der Literatur finden sich einige thermische Materialkennwerte, die 

experimentell bestimmt worden oder numerisch durch Rückrechnungen von Brandversuchen 

ermiitelt worden. Speziell gipsgebundene Plattenbekleidungen zum Schutz von Holzkon-

struktionen bilden dabei den Schwerpunkt verschiedener Betrachtungen. 

Zur Untersuchung bekleideter Stahlbauteile, insbesondere Stützen und Träger mit verschie-

denen Brandschutzmaterialien unter Naturbrandbeanspruchung, liegen derzeit jedoch keine 

genauen Erkenntnisse und Untersuchungen vor. Im Folgenden wird eine Aufbereitung und 

Analyse der vorhandenen Daten für die Wärmeleitfähigkeit λ, die spezifische Wärmekapazi-

tät cp sowie die Rohdichte ρ aus verschiedenen Literaturquellen für die betrachteten Brand-

schutzbekleidungen vorgenommen. Die Datenbasis soll einerseits den Status quo über die 

Kenntnisse der thermischen Materialkennwerte aufzeigen und zum anderen zur Validierung 

der experimentellen Untersuchungen aus Kapitel 3 verwendet werden. 

 

Im Folgenden werden aus Literaturdaten die Wärmeleitfähigkeit λ(Ɵ), die spezifische Wär-

mekapazität cp(Ɵ) sowie die Rohdichte ρ(Ɵ) zusammengefasst und übersichtlich dargestellt. 

Dabei wird im Gesamten auf die jeweiligen charakteristischen Kurvenverläufe der tempera-
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turabhängigen Materialkennwerte eingegangen, um einen Eindruck über das thermische 

Materialverhalten der betrachteten Brandschutzmaterialien zu erhalten. Im Vorwege ist da-

rauf hinzuweisen, dass die thermische Materialkennwerte der verschiedenen Literaturquellen 

zum Teil stark voneinander unterscheiden. Insbesondere die Anwendung verschiedener 

Messmethoden und Verfahren kann die Differenz der Annahme begründen. Eine Vergleich-

barkeit der Versuchsergebnisse der verschiedenen Verfahren ist nur bedingt möglich. Ein 

Streubereich, indem die thermischen Materialkennwerte der Bekleidungsmaterialien liegen 

können, wird verdeutlicht. Die Bestimmung der thermischen Materialkennwerte kann experi-

mentell erfolgt sein oder vorhandene Materialkennwerte wurden in numerischen Untersu-

chungen optimiert und validiert. Ferner können die temperaturabhängigen Kurvenverläufe 

der thermischen Materialkennwerte von den jeweiligen Autoren modifiziert worden sein, um 

physikalische Prozesse und chemische Effekte während einer Brandbeanspruchung besser 

abzubilden. Allen Literaturangaben ist jedoch gemein, dass sich λ, ρ und cp lediglich auf den 

Aufheizprozess, jedoch nicht auf eine anschließende Abkühlung, bezieht. Folglich bietet die 

Zusammenstellung der systematischen Datenanalyse nur einen Anhaltspunkt, inwieweit sich 

die thermischen Materialkennwerte in Abhängigkeit der Temperatur quantitativ verändern 

und welche physikalischen und chemischen Prozesse während einer Brandbeanspruchung 

in Brandschutzbekleidungen auftreten können. 

 Brandschutzplatten 2.2

2.2.1 Allgemeines 

Brandschutzplatten werden meist als kastenförmige Bekleidung zum Schutz von Stahlbautei-

len eingesetzt. Innerhalb des Forschungsvorhabens werden gipshaltige Brandschutzplatten 

aus Gipskarton und Gipsfaser sowie Brandschutzplatten aus Calciumsilikat genauer unter-

sucht. Die grundsätzlichen Anforderungen an Brandschutzplatten und dessen Brandverhal-

ten werden in DIN EN 13501 - 1 (2016)[17] europäisch und DIN 4102-1(1998)[9] national 

beschrieben. Nach der DIN EN 13501 – 1(2016)[17] und DIN 4102-1(1998)[9] werden 

Brandschutzplatten in die Baustoffklasse A1, nichtbrennbar, eingestuft. Die Plattenbeklei-

dungen werden gemäß ihren Eigenschaften und zu Kennzeichnungszwecken in verschieden 

Typen eingeteilt, wobei für den baulichen Brandschutz insbesondere der Typ F, der sich 

durch einen verbesserten Gefügezusammenhalt der Platte unter erhöhten Temperaturen 

auszeichnet, Anwendung findet. In DIN 18180 (2014)[21] werden Gipsplatten national hin-

sichtlich ihrer brandschutztechnischen Anforderungen geregelt. Auf europäischer Ebene sind 

für Gipsplatten (Typ F) die Produktnorm DIN EN 520 (2009)[2] sowie für faserverstärkte 
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Gipsplatten mit Vliesarmierung (Typ GM-F) die Produktnorm DIN EN 15283-1(2009)[19] re-

levant. 

Gipskartonfeuerschutzplatten kurz GKF zeichnen sich durch einen erhöhten Gefügezusam-

menhalt bei einer Brandbeanspruchung aus. Sie bestehen aus einem Gipskern, der durch 

zwei widerstandfähige und feste Kartonplatten umschlossen wird. Alternativ kann für die Kar-

tonplatten auch eine Vliesarmierung verwendet werden. Gipsfaserplatten nach 

DIN EN 15283 - 2 (2009)[20] finden im Zusammenspiel mit den Verwendbarkeitsnachweisen 

als Brandschutzbekleidung ihre Anwendung. Gipsfaserplatten bestehen aus Gips und Zellu-

losefasern. Sie zeichnen sich durch einen erhöhten Gefügezusammenhalt und entsprechend 

eine höhere Dichte aus. Aufgrund des gleichen Ausgangsstoffes (Gips) ist anzunehmen, 

dass sowohl die GKF-Platten als auch die Gipsfaserplatten ein ähnliches thermisches Mate-

rialverhalten aufweisen. Die Anwendung von Brandschutzplatten aus Calciumsilikat ist in den 

zugehörigen Verwendbarkeitsnachweisen der verwendeten Bauprodukte geregelt. Die cacli-

umsilikatbasierten Brandschutzplatten bestehen gemäß den Herstellerangaben aus Zellulo-

se, Mineralien wie Xonotlite, Tobermorit oder Wollastonite und Calciumsilikat, die unter Hitze 

und Druck gehärtet werden. Die Calciumsilikatplatten weisen eine hohe Formstabilität auf 

und eignen sich sowohl als Dämmmaterial als auch als Brandschutzbekleidung. Durch die 

geringe Rohdichte und das thermische Materialverhalten können Calciumsilikatplatten zur 

Verbesserung des Feuerwiderstandes von Bauteilen, insbesondere von Stahlbauteilen, bei-

tragen. 

Tabelle 2-1: Temperaturabhängige Materialkennwerte von Brandschutzplatten gemäß Her-
stellerangaben 

Brandschutzplattenmaterial Wärmeleitfähigkeit 
λ [W/(m∙K)] 

Spezifische Wär-
mekapazität cp 
[J/kg] 

Rohdichte 
ρ [kg/m³] 

Gipskarton/ Gipsplatte mit 
Vliesarmierung  

0,23 Keine Angaben ≥780 

Gipsfaser  0,38 1000 1200 (± 50) 

Calciumsilicat  0,083 (20°C) 
0,10   (200°C) 
0,11   (400°C) 

950 450 

 

Zur Ermittlung und Abschätzung der thermischen Schutzwirkung der Brandschutzplatten 

müssen die thermischen Materialgesetze der Brandschutzmaterialien bekannt sein. Die Her-

steller der Brandschutzplatten stellen die thermischen Materialkennwerte der Bekleidungs-

materialen zur Verfügung, die jedoch meist als konstante, temperaturunabhängige Werte 

Raumtemperatur angegeben werden. In Tabelle 2-1 sind die thermischen Materialkennwerte 
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der innerhalb des Forschungsvorhabens untersuchten Brandschutzplatten gemäß den Her-

stellerangaben aufgeführt. 

Tabelle 2-2: Temperaturbedingte Phasenumwandlung von Gips 

Temperatur Phasenumwandlung Stöchiometrie Prozess Quellen  

Ab 100°C  Calciumsulfat-

Dihydrat  

 Calciumsulfat-

Halbhydrat + Was-

ser 

CaSO4∙2H2O + Ener-

gie 

 CaSO4 ∙ 
1/2 H20 + 

3/2
 H20 ↑ 

exotherm [55], 

[123], 

[137]  

100°C – 

220°C  

Calciumsulfat – 

Halbhydrat 

Calciumsulfat- 

Anhydrit III + Was-

ser 

CaSO4 ∙ 
1/2 H20 

 CaSO4 + 1/2 H20 

↑+ Energie  

exotherm [55], 

[101], 

[123] 

 

200°C – 

500°C  

 

300°C – 

700°C  

600°C – 

800 °C  

Calciumsulfat-

Anhydrit III  An-

hydrit II  

Anhydrit II (unlös-

lich) 

Anhydrit III (löslich) 

Zerfall Anhydrit  

CaSO4 

 

 

CaSO4   CaS + 

SO3 

endotherm [55], 

[112] 

ab 700°C – 

800°C 

Calciumcabonat 

 Calciumoxid + 

Kohlendioxid 

CaCO3  CaO + 

CO2 + Energie 

exotherm [137] 

 

Nach den Untersuchungen von Schleifer, 2009 [112] und Tsantarudis,1999 [125] konnte 

festgestellt werden, dass die thermischen Materialkennwerte von Gipsplatten mit verschie-

denen Kennzeichnungen (z.B. Typ F, Typ DF, Typ A) keine gravierten Unterschiede hinsicht-

lich des quantitativen Verlaufes der thermischen Materialkennwerte aufweisen, sodass häu-

fig die temperaturabhängigen Materialeigenschaften für gipshaltige Plattenbekleidungen zu-

sammengefasst werden. Ferner werden in den Literaturstellen gipsgebundene Brandschutz-

platten meist zusammen aufgeführt, sodass eine differenzierte Betrachtung von Gipsplatten 

und Gipsfaserplatten nur bedingt möglich ist. Folglich ist die Darstellung für die Gipsplatte 

(GM-F) und die Gipsfaserplatte (GF) zusammengefasst worden.  

Bei gipsgebundenen Brandschutzplatten ist das thermische Materialverhalten maßgeblich 

durch chemische Umwandlungsprozesse vom Hauptbestandteil Gips geprägt. Die Phasen-

umwandlungen haben demnach auch einen deutlichen Einfluss auf den Verlauf der thermi-

schen Kennwerte. In der folgenden Tabelle 2-2 ist die Thermochemie von Gips kurz zusam-

mengestellt, die zur Begründung der Veränderungen im temperaturabhängigen Kurvenver-

läufe von λ, ρ und cp herangezogen werden kann.  
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Im Folgenden werden die thermischen Materialkennwerte λ, ρ und cp in Abhängigkeit der 

Temperatur für die im Rahmen des Forschungsvorhabens betrachteten Brandschutzplatten 

genauer betrachtet.  

2.2.2 Wärmeleitfähigkeit 

gipshaltige Brandschutzplatten 

Das thermische Verhalten der gipsgebundenen Plattenbekleidung ist maßgeblich durch die 

temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit λ geprägt. Die gipshaltigen Brandschutzplatten 

zeichnen sich durch eine geringe Wärmeleitfähigkeit aus, die im Wertebereich zwischen 0,04 

und > 1,4 [W/(m∙K)] liegen kann. Für Raumtemperaturen (20°C) kann die Wärmeleitfähigkeit 

von Gipsplatten 0,2 bis 0,25 [W/(m∙K)] [112] betragen. Für Gipsfaserplatten kann die Wärme-

leitfähigkeit Werte im Bereich von 0,2 bis 0,4 [W/(m∙K)] angenommen werden [112]. Die 

thermische Schutzwirkung der Brandschutzplatten ist durch das temperaturabhängige Mate-

rialverhalten geprägt, sodass die thermischen Materialkennwerte temperaturabhängig formu-

liert werden müssen. Die Wärmeleitfähigkeit kann durch folgende Faktoren beeinflusst wer-

den: 

 Porosität/ Inhomogenität, 

 Dichte /Mikrostruktur, 

 Temperatur, 

 Feuchtegehalte. 

Brandschutzplatten zeichnen sich durch ein poröses Materialgefüge aus und Gips gilt als 

hydrophiler Baustoff, sodass bei einer Temperaturbeanspruchung die Wärmeleitfähigkeit 

erhöhten Schwankungen ausgesetzt sein kann. In den vergangenen Jahrzehnten haben sich 

bereits einige Autoren mit dem thermischen Materialkennwert λ für gipshaltige Brandschutz-

platten auseinandergesetzt. In Abbildung 2-2 sind einige temperaturabhängige Verläufe der 

Wärmeleitfähigkeit für gipshaltige Brandschutzplatten aufgeführt, die zum Teil experimentell 

bestimmt (Mehaffey, 1994[101], Bénichou, 2001[49], Wakili, 2008[71], Andersson, Jansson, 

1987[45], Hollmann, 2012[80], König, 2006[92], Lazaro, 2016[95], Sultan, 2002[121]) oder 

mittel numerischen Untersuchungen (Schleifer, 2009[112], Hollmann, Schnetgöke, 2016[79], 

Thomas, 2002[123], Könnig, 2006[92]) modifiziert und optimiert worden sind. 
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Abbildung 2-1: Temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit für gipshaltige Brandschutzplatten 

Anhand des temperaturabhängigen Verlaufes der Wärmeleitfähigkeit von gipsgebundenen 

Brandschutzplatten zeigt sich, dass λ temperaturabhängigen Schwankungen unterliegt. Die 

unterschiedlichen Literaturstellen weisen z.T. verschiedene Temperaturverläufe für die Wär-

meleitfähigkeit auf, die sich jedoch in der Charakteristik des Verlaufes ähneln. Der quantitati-

ve Kurvenverlauf zeichnete sich durch einen konstanten Wert im Temperaturbereich von 

20 °C bis 100 °C aus, der von 0,15 bis 1,31 [W/(m∙K)] reichen kann. Zwischen 100 °C und 

200 °C sinkt die Wärmeleitfähigkeit und geht in einen nahezu konstanten Bereich bis ca. 

500 °C über, wobei die Wärmeleitfähigkeit zwischen 0,04 bis 0,235 [W/(m∙K)] liegen kann. 

Anschließend erhöht sich die Wärmeleitfähigkeit wieder deutlich, wobei λ Werte > 

1,4 [W/(m∙K)] annehmen kann. Der temperaturabhängige Kurvenverlauf kann demnach in 

drei Phasen eingeteilt und charakterisiert werden [49]: 

 konstanter Anfangsbereich mit anschließender linearer Steigung (Abnahme)  

von λ(Ɵ) bis ca. 200 °C 

 konstanter Wert für λ(Ɵ) zwischen 200 °C und ca.500 bis 600 °C  

 lineare Steigung (Zunahme) von λ(Ɵ) ab ca. 500 bis 600 °C  



10 Thermische Materialeigenschaften von Brandschutzmaterialien – Stand der Erkenntnisse 

 

In der Dissertation von Schleifer, 2009 [112] wurden experimentelle und numerische Unter-

suchungen an gipsgebundenen Brandschutzplatten vorgenommen. Basierend auf den Be-

trachtungen von König, 2006 [92] sind die temperaturabhängigen Kennwerte λ, ρ und cp wei-

terentwickelt und deren Temperaturverläufe für ein numerisches Modell modifiziert worden. 

Für Gipsplatten und Gipsfaserplatten wird anfänglich von einer Wärmeleitfähigkeit von 

0,4 [W/(m∙K)] bei Raumtemperatur von ca. 20 °C ausgegangen, um den Massentransport 

des Wassers innerhalb der gipsgebundenen Brandschutzplatten zu berücksichtigen. Mit 

steigender Temperaturbeanspruchung kondensiert das bereits verdampfte Wasser in den 

noch kühleren Bereichen der Plattenbekleidung zunächst wieder, sodass sich aufgrund des 

erhöhten Wassergehalts eine höhere Wärmeleitfähigkeit der Gipsfaserplatten sowie der 

Gipsplatten einstellt, solange bis das Wasser vollständig verdampft [92][112]. Auch König, 

2006 [92] und Hollmann, Schnetgöke, 2016 [79] berücksichtigten diesen Effekt im tempera-

turabhängigen Verlauf von λ, wobei sie von einer höheren Wärmeleitfähigkeit von 

1,00 [W/(m∙K)] [92] bzw. 1,31 [W/m∙K] [79] im Temperaturbereich von 20 °C bis 

70 °C bis 100 °C ausgehen. In den experimentellen Daten aus [80], die an Gipskartonfeuer-

schutzplatten mittels einer Transient Plane Source Method durchgeführt worden sind, erge-

ben sich im Temperaturbereich von 20 °C bis 100 °C Werte für λ von 0,29 bis 0,32 [W/(m∙K)]. 

In den Daten aus [101], [70],[71],[121],[123],[92],[49] und [68] ergeben sich für den Tempera-

turbereich unter 100°C Wärmeleitfähigkeiten von 0,23 bis 0,28 [W/(m∙K)]. Lediglich die expe-

rimentelle Bestimmung der Wärmeleitfähigkeit von Gipsplatten in Lazaro, 2016[95] sowie die 

experimentellen und numerischen Untersuchungen von Rahmanian und Wang, 2009[106] 

haben geringere Wärmeleitfähigkeiten im Temperaturbereich von 20 °C bis 100 °C bestimmt. 

In [106] sind für Gipsplatten britischer Fabrikate eine Wärmeleitfähigkeit von 

λ = 0,185 [W/(m∙K)] im Temperaturbereich zwischen 20 °C bis 100 °C ermittelt worden. 

Làzaro, 2016[95] bestimmte mittels eines Lasher-Flash Verfahrens an herkömmlichen Gips-

platten die Wärmeleitfähigkeit unter 100°C zu λ = 0,15 [W/(m∙K)]. 

Ab 100 °C verdampft das freie und chemisch gebundene Wasser in den gipsgebundenen 

Brandschutzplatten, sodass im temperaturabhängigen Verlauf der Wärmeleitfähigkeit sich 

ein linearer Abfall einstellt. Des Weiteren kann der Abfall der Wärmeleitfähigkeit im Tempera-

turbereich zwischen 100 °C bis 200 °C auf den chemischen Umwandlungsprozess des Gip-

ses in Halbhydrat zurückgeführt werden. Während in [80], [45] und [95] die Wärmeleitfähig-

keit der gipsgebundenen Brandschutzplatten kontinuierlich abnimmt, sinkt bei [92] und [79] λ 

schlagartig bei einer Temperatur > 100 °C ab. Die Wärmeleitfähigkeit erreicht dabei Werte 

bis zu 0,18 [W/(m∙K)]. In den experimentellen und numerischen Untersuchungen von [68], 

[123], [80] und [71] zeigt sich zwischen 100 °C bis 120 °C weiterhin ein konstanter Wert für λ 

von 0,25 bis 0,28 [W/(m∙K)], der erst ab 150 °C linear abnimmt. Im Temperaturbereich zwi-
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schen 200 °C bis 500 °C stellt sich ein nahezu konstanter Wert für die Wärmeleitfähigkeit der 

gipsgebundenen Brandschutzplatten ein. In [101],[71],[121],[123],[49],[92],[68],[112],[106] 

und [79] ist die Wärmeleitfähigkeit in diesem Temperaturbereich zu 

0,105 bis 0,153 [W/(m∙K)] bestimmt worden. Die Betrachtungen von Andersson, Jansson, 

1987 [45] und Hollmann, 2012 [80] erzielen im Temperaturbereich 200 °C bis 500 °C deutlich 

höhere Wärmeleitfähigkeiten, die zwischen 0,15-0,3 [W/(m∙K)] liegen. Die experimentellen 

Daten von Lazaro, 2016 [95] liegen mit λ = 0,04 bis 0,09 [W/(m∙K)] hingegen deutlich darun-

ter. 

Ab 500 °C geht die Wärmeleitfähigkeit der betrachteten Literaturstellen deutlich auseinander. 

Die steigende Radiation infolge fortschreitender Rissbildung der Plattenbekleidung wird 

durch eine steigende Wärmeleitfähigkeit ausgedrückt [123]. In Thomas, 2002 [123] wird zu-

sätzlich ab 1.000 °C von einem Abfallen der Brandschutzplatte ausgegangen, weshalb ein 

schlagartiger Anstieg der Wärmeleitfähigkeit von 0,31 auf 0,71 [W/(m∙K)] im Kurvenverlauf 

erkennbar ist. Mehaffey, 1987 [101] und Rahmania, Wang, 2009 [106] gehen von einer ge-

ringen Wärmeleitfähigkeit von 0,165 bis 0,204 [W/(m∙K)] im Hochtemperaturbereich aus, wo-

hingegen König, 2006 [92] und Sultan, 2002 [121] von einer erhöhten Wärmeleitfähigkeit bis 

λ = 0,5 [W/(m∙K)] bei 1.000 °C ausgehen. In [95] erfolgt ein linearer Anstieg der Wärmeleitfä-

higkeit erst ab 800 °C von 0,145 auf 0,61 [W/(m∙K)]. In [112] wird hingegen bereits ab 600 °C 

von einem steilen Anstieg im Kurvenverlauf von λ ausgegangen. Bei der Betrachtung wird 

zusätzlich zwischen Gipsplatten und Gipsfaserplatten differenziert, wobei die Gipsfaserplat-

ten schneller höhere Wärmeleitfähigkeiten von bis zu 1 [W/(m∙K)] bei 1.000 °C erreichen. Die 

Gipsplatte weist im Temperaturbereich zwischen 600 °C bis 1.000 °C eine Wärmeleitfähig-

keit von max. 0,8 [W/(m∙K)] auf. Die numerischen Untersuchungen von Hollmann und 

Schnetgöke, 2016 [79] gehen von einem rapiden Anstieg der Wärmeleitfähigkeit bereits ab 

500 °C aus. Die Wärmeleitfähigkeit liegt bei 500 °C bei 0,122 [W/(m∙K)] und steigt bis auf 

> 1,4 [W/m∙K] bei Temperaturen von 1.000 °C.  

Die betrachteten temperaturabhängigen Kurvenverläufe für die Wärmeleitfähigkeit von gips-

haltigen Brandschutzplatten beschränken sich auf die Aufheizphase. Bis dato liegen keine 

erweiterten Erkenntnisse und Untersuchungen hinsichtlich des thermischen Materialkenn-

wertes λ für die Abkühlphase vor.  

Calciumsilicatplatten 

Neben den gipsbasierten Brandschutzplatten können auch Calciumsilikatplatten als Brand-

schutzbekleidungen zum Schutz von Stahlbauteilen angewendet werden. Calciumsilikatplat-

ten weisen eine geringe Wärmeleitfähigkeit auf, sodass sie insbesondere als Isolationsmate-

rial häufig herangezogen werden. Da der thermische Kennwert λ insbesondere von der 
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Temperatur, dem Feuchtegehalt sowie der Dichte des Materials abhängig ist, variiert λ(Ɵ) für 

verschiedene Calciumsilicatplatten. Je nach Dicke, Porosität und Feuchtegehalt der Platten 

können verschiedene temperaturabhängige Verläufe für die Wärmeleitfähigkeit erzielt wer-

den (vgl. [51], [64]). Zudem gilt, je geringer die Dichte, desto höher die Festigkeit und die 

thermische Wärmeleitfähigkeit. Auch die baustofftechnologische Zusammensetzung der Cal-

ciumsilikatplatte kann einen Einfluss auf die thermische Wärmeleitfähigkeit der Brandschutz-

bekleidung haben. Beispielsweise können Mattiermittel wie Opacifiers bei der Herstellung 

von Calciumsilikatplatten hinzugefügt werden, die zu einer dauerhaft geringen Wärmeleitfä-

higkeit auch bei erhöhten Temperaturen führen. Bei Raumtemperatur kann die Wärmeleitfä-

higkeit von Calciumsilicatplatten zwischen 0,07 und 0,15 [W/(m∙K)] liegen (vgl.[50],[51],[64]). 

 

In Abbildung 2-2 ist eine Zusammenstellung verschiedener Literaturquellen für die tempera-

turabhängige Wärmeleitfähigkeit von Calciumsilicatplatten dargestellt. Die Daten der genann-

ten Literaturstellen basieren auf experimentellen Ergebnissen, die an unterschiedlichen Cal-

ciumsilicatplatten durchgeführt worden sind. Im Unterschied zu gipsgebundenen Brand-

schutzplatten existieren für den thermischen Materialkennwert λ sowohl für die Aufheizphase 

als auch für die anschließende Abkühlphase erste Erkenntnisse. Mit steigender Temperatur-

beanspruchung ist eine Erhöhung des thermischen Materialkennwertes λ von Calciumsilikat-

platten zu verzeichnen. Die verschiedenen Autoren gehen basierend auf ihren Untersu-

chungsergebnissen von einem quadratischen Anstieg der Wärmeleitfähigkeit in Abhängigkeit 

der Zeit aus. In der Aufheizphase gleichen sich die Kurvenverlauf von λ(Ɵ), wobei die Stei-

gungen der Kurvenverläufe variieren und λ von 20 °C bis 1.000 °C Werte zwischen 

0,06 bis 0,48 [W/(m∙K)] annehmen kann. In Bentz, Prasad, 2007 [51] ist der kontinuierliche 

Anstieg der Wärmeleitfähigkeit mit steigender Temperatur auf die folgenden Phasenum-

wandlungen zurückzuführen:  

 Verdunstung des freien Wassers bei 100 °C 

 Dehydratation der Calciumsilikathydrate im Temperaturbereich zwischen 100°C bis 

400°C  

 Dehydratation der Calciumhydroxide im Bereich zwischen 400°C bis 600°C  

 Decarbonatisierung im Temperaturbereich von 600°C bis 1.000°C 

In den experimentellen Betrachtungen in [51]ist die Wärmeleitfähigkeit von Calciumsilikat-

platten als Funktion der Temperatur mit einem Slug Calorimeter bestimmt worden. Bei Tem-

peraturen < 100 °C ist λ konstant zu 0,075 [W/(m∙K)] ermittelt worden. Ab 100°C steigt λ kon-

tinuierlich an, wobei der temperaturabhängige Verlauf einem quadratischen Anstieg folgt. Bei 

500°C ist die Wärmeleitfähigkeit bereits auf 0,218 [W/(m∙K)] angestiegen und bei 750 °C 
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erreicht λ einen Wert von 0,385 [W/(m∙K)]. In [50], [51] wird von einem geringen Anstieg der 

Wärmeleitfähigkeit mit steigender Temperatur ausgegangen, wobei die Ermittlung von λ 

ebenfalls mit einem Slug Calorimeter erfolgte. Bei Raumtemperatur liegt die Wärmeleitfähig-

keit bei λ = 0,1 [W/(m∙K)] und steigt bis auf 0,201 [W/(m∙K)] bei 500 °C. Die maximale Wär-

meleitfähigkeit von 0,48 [W/(m∙K)] wird bei einer Temperatur von 1.050 °C erreicht. Im Ge-

gensatz dazu zeigen die experimentellen Daten aus Do, Bentz, Stutzmann, 2007[64] deutlich 

geringere Werte für die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit, die unter Verwendung der 

Transient Plane Source Method bestimmt worden sind. Im Temperaturbereich zwischen 

20 °C bis 450 °C ist nur eine leichte Erhöhung von λ von 0,091 auf 0,11 [W/(m∙K)] zu ver-

zeichnen. Die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit für Calciumsilikatplatte-3, die mit 

einem Plattenverfahren nach DIN EN 1946-2 (1999) [8] ermittelt worden ist, zeigt ebenfalls 

einen geringen Anstieg von λ = 0,085 [W/(m∙K)] bei 20 °C bis auf λ = 0,11 [W/(m∙K)] bei 

40 °C. Je nach untersuchten Calciumsilikatplatten, dem Feuchtegehalt sowie der Ausprä-

gung der chemischen/physikalischen Prozesse während einer Erwärmung der Calciumsili-

katplatten kann die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit variieren.  

 

Abbildung 2-2: Temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit für Brandschutzplatten aus Calci-
umsilicat 
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Für die anschließende Abkühlphase kann konstatiert werden, dass λ geringere Werte als in 

der Aufheizphase annimmt, die zwischen 0,04 bis 0,14 [W/(m∙K)] liegt. Die sinkende Wärme-

leitfähigkeit kann durch eine Reduzierung des Feuchtegehalts durch Verdunstung des freien 

und gebundenen Wassers der temperaturbeanspruchten Calciumsilicatplatte begründet wer-

den. Der Verlauf der temperaturabhängigen Wärmeleitfähigkeit von Calciumsilicatplatten 

gleicht quantitativ dem Verlauf der Aufheizphase. Die experimentelle Bestimmung der Wär-

meleitfähigkeit während des Abkühlprozesses ist jedoch nur im Temperaturbereich von 

450°C auf Raumtemperatur durchgeführt worden (vgl. [50][51][64]). In [64] ist die Bestim-

mung der Wärmeleitfähigkeit mittels der Transient Plane Source Methode, kurz TPS, nach 

DIN EN ISO 22007 (2015) vorgenommen worden. Bei 400 °C ist λ zu 0,04 [W/(m∙K)] und bei 

100°C zu 0,057 [W/(m∙K)] bestimmt worden. Die Betrachtung in [50] erzielte mit den Slug 

Calorimeter ähnliche Wärmeleitfähigkeiten in der Abkühlphase. Bei 400 °C ist eine Wärme-

leitfähigkeit von 0,13 [W/(m∙K)] und bei 100 °C von 0,05 [W/m∙K] gemessen worden. Im Ab-

kühlprozess zeigt sich, dass die Wärmeleitfähigkeit von Calciumsilicatplatten geringere Wer-

te als in der Aufheizphase aufweist. Der Verlauf der temperaturabhängigen Wärmeleitfähig-

keit fällt jedoch gleichmäßig ab. Entsprechend der Aufheizphase ist auch in der Abkühlphase 

eine Streuung von λ zu erkennen, die auf unterschiedliche Einflussfaktoren wie Materialzu-

sammensetzung, Feuchtegehalt etc. zurückzuführen ist. Insgesamt zeigt sich der tempera-

turabhängige Verlauf der Wärmeleitfähigkeit von Calciumsilicatplatten als quadratischen An-

stieg, der in der Abkühlphase wieder kontinuierlich abfällt.  

2.2.3 Spezifische Wärmekapazität 

Gipsgebundene Brandschutzplatten  

Der temperaturabhängige, massenbezogene Materialkennwert spezifische Wärmekapazität 

cp gilt als Maß für den Widerstand eines Baustoffes, den er einer Temperaturerhöhung ent-

gegensetzt Der thermische Kennwert für gipsgebundene Brandschutzplatten kann gemäß 

Herstellerangaben bei Raumtemperatur zu 950 bis 1.700 [J/(kg∙K)] angenommen werden. 

Die spezifische Wärmekapazität kann von folgenden Faktoren beeinflusst werden: 

 Baustoffzusammensetzung, 

 Temperatur, 

 Rohdichte, 

 Feuchtegehalt. 

Auf Grund der baustofftechnologischen Besonderheiten und der schwankenden Feuchte-

gehalte von gipsgebundenen Brandschutzplatten kann sich die spezifische Wärmekapazität 
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temperaturbedingt verändern. Den temperaturabhängigen Verlauf von cp von gipsgebunde-

nen Brandschutzplatten haben in den vergangenen Jahrzehnten verschiedene Autoren ge-

nauer untersucht. Für die temperaturabhängige Darstellung der spezifischen Wärmekapazi-

tät cp(Ɵ) von gipsgebundenen Brandschutzplatten existieren demnach eine Vielzahl ver-

schiedener Daten. Sowohl experimentelle Untersuchungen als auch numerische Betrachtun-

gen und Optimierung von cp(Ɵ) wurden vorgenommen, die in Abbildung 2-3 zusammenge-

fasst dargestellt sind. In Aire, 2014[43], Waklili, 2007[70], Bénichou, 2001[49], Park, 

2009[105], Hollmann, 2012[80], Mehaffery 1994[101], Schleifer, 2009[112] wurde die spezifi-

sche Wärmekapazität von gipshaltigen Brandschutzplatten experimentell bestimmt. In den 

Betrachtungen von Schleifer, 2009[112], Rahmania und Wang, 2009[106], König, 2006[92], 

Sultan, 2002[121], Thomas, 2002[123], Hollmann und Schnetgöke, 2016[79] ist cp anhand 

von numerischen Untersuchungen modifiziert worden.  

 

Abbildung 2-3: Temperaturabhängige spez. Wärmekapazität von gipsgebundenen Brand-
schutzplatten 

Durch die Phasenumwandlungen, die der Hauptbestandteil Gips während einer Brandbean-

spruchung ausgesetzt ist, sowie die daraus resultierenden endothermen und exothermen 

Prozesse verändern den thermischen Materialkennwert cp deutlich. Speziell die Dehydratati-

on des freien und chemisch gebundenen Wassers ist eine Begründung für die ausgeprägten 

Anstiege, die sogenannten Peaks, im temperaturabhängigen Kurvenverlauf der spezifischen 
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Wärmekapazität. Die unterschiedlichen Literaturquellen unterscheiden insbesondere die 

Zeitspanne, die Anzahl und den maximalen Wert der Peaks. Temperaturbedingt kann die 

spezifische Wärmekapazität cp(Ɵ) im Werteberich zwischen 950 [J/(kg∙K)] und 

30.000 [J/(kg∙K)] liegen. Der temperaturabhängige Kurvenverlauf der spezifischen Wärme-

kapazität von gipsgebundenen Brandschutzplatten kann in fünf Phasen eingeteilt werden: 

 Konstanter Wert für cp(Ɵ) bis 100 °C 

 Rapider Anstieg von cp(Ɵ) im Temperaturbereich zwischen 100 °C bis 200 °C 

 Konstanter Wert für cp(Ɵ) im Temperaturbereich ab 200 °C/300 °C bis 600 °C 

 Kurzfristiger Anstieg von cp(Ɵ) bei Temperaturen von 600 °C bis 750 °C/800 °C 

 Konstanter Wert für cp(Ɵ) ab 750 °C bis 800 °C  

Nach Untersuchungen von Schleifer, 2009 [112] kann auf das temperaturabhängige Materi-

alverhalten von Gipsfaserplatten und Gipsplatten mit Hilfe der chemischen und physikali-

schen Prozesse des Hauptbestandteils Gips geschlossen werden. Im Temperaturbereich ab 

100 °C kommt es zur Verdunstung des freien Wassers sowie des chemisch gebundenen 

Porenwassers in den gipshaltigen Brandschutzplatten, die abhängig von den vorliegenden 

Feuchtegehalt des Plattenmaterials ist. Ferner findet ein Umwandlungsprozess von Gips, 

Calciumsulfat-Hydrat (CaSO4), in Calciumsulfat-Halbhydrat (CaSO4 ∙ ½ H2O) statt, wobei 

Wasser freigesetzt wird. Je höher die Feuchte der gipsgebundenen Brandschutzplatte ist, 

desto höher sind auch die latente Wärme und der Energiebedarf für den Verdampfungspro-

zess. Durch die Verdampfung des Wassers wird dem Gesamtsystem Energie entzogen, die 

sich in einer Erhöhung der spezifischen Wärmekapazität cp(Ɵ) ausdrückt. Die Verdamp-

fungsenthalpie wird durch die Ausprägung des Peaks ab 100°C im Kurvenverlauf von cp ver-

deutlicht. In Bénichou, 2001[49] wird der ausgeprägte Peak der spezifischen Wärmekapazi-

tät von cp = 28.000 [J/(kg∙K)] bei einer Temperatur von ca. 125 °C erreicht. Die Ermittlung 

des thermischen Materialkennwertes erfolgte dabei mit einer Differential Scanning Calori-

metry- Analysean im Vorwege getrockneten Proben (24 Std. bei 40 °C). Thomas, 2002 [123] 

und Mehaffey, 1994 [101] gehen von einen rapiden Anstieg von cp auf 30.000 [J/(kg∙K)] bei 

100 °C aus, wohingegen Lazaro, 2016 [95] einen Anstieg von cp von ca. 15.000 [J/(kg∙K)] bei 

120 °C ermittelt hat. In [112] wird cp für Gipsfaserplatten und Gipskartonplatten differenziert 

voneinander betrachtet. Für Gipskartonplatten ist ein ausgeprägter Peak von ca. 

25.000 [J/(kg∙K)] bei 140 °C erfasst worden, während die maximale spezifische Wärmekapa-

zität für Gipsfaserplatten bei der gleichen Temperatur zu 14.000 [J/(kg∙K)] ermittelt wurde. 

Die Daten in [112] geben jedoch keinen Aufschluss über den Feuchtegehalt der untersuch-

ten Proben, sodass nicht abschließend bewertet werden kann, ob der Unterschied der tem-

peraturabhängigen, spezifischen Wärmekapazität für unterschiedliche gipshaltige Brand-
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schutzplatten alleinig auf die Unterschiede in der baustofftechnologischen Zusammenset-

zung, des Feuchtegehaltes oder andere Einflussgrößen zurückzuführen ist.  

Ein weiterer, zweiter Peak bei 150 °C bis < 200 °C kann durch die Umwandlung von Calci-

umsulfat-Halbhydrat (CaSO4 ∙½ H2O) in Calciumsulfat-Anhydrit (CaSO4) entstehen. Bei der 

Phasenumwandlung wird ebenfalls Wasser freigesetzt. Lediglich in [70] und [105] ist dieser 

zweite Peak im temperaturabhängigen Verlauf von cp ermittelt worden, der einen maximalen 

Wert von 10.000 [J/(kg∙K)] bei 200 °C Park, 2009 [105] und von 1.100 [J/(kg∙K)] bei 225 °C 

Wakili, 2007 [70] aufweist. Nach [70] können die zwei Dehydratationsstufen und die damit 

verbundenen Peaks nur erfasst werden, wenn bei der experimentellen Bestimmung mit Hilfe 

einer Differential Scanning Calorimetry eine Heizrate von < 5 °C/Minute gewählt wird. Nach 

dem rapiden Anstieg und schnellen Abfall der spezifischen Wärmekapazität im Temperatur-

bereich von 100 °C bis 200 °C nimmt cp wieder einen konstanten Wert an, der im Bereich 

von 780 [J/(kg∙K)] bis 1.160 [J/(kg∙K)] liegen kann. Bis zu 600 °C zeigt sich keine Änderung 

von cp. Lediglich die Betrachtungen von Làzaro, 2016 [95] zeigen, dass die spezifische 

Wärmekapazität im Temperaturbereich von 200 °C bis 360 °C kontinuierlich bis auf 

360 [J/(kg∙K)] sinken kann. Anschließend steigt cp bei der Untersuchung von Làzaro, 2016 

[95] auch wieder an und erreicht bei 600 °C einen Wert von ca. 1.600 [J/(kg∙K)]. 

Im Temperaturbereich zwischen 600 °C bis 800 °C zeigt sich im Kurvenverlauf der spezifi-

schen Wärmekapazität von gipsgebundenen Brandschutzplatten erneut ein kurzfristiger 

Peak, dessen Größenordnung je nach Literaturstelle unterschiedlich stark ausfällt. Der An-

stieg im Kurvenverlauf von cp kann mit der Zersetzung von Calciumcarbonat (CaCO3) unter 

Freisetzung von Kohlendioxid begründet werden. In [49] und [70] wird ein Peak von ca. 

4.200 [J/(kg∙K)] bei 700 °C erfasst, der mit der Decarbonisierung der untersuchten Gipsplat-

ten begründet wird. Schleifer, 2009 [112] und Hollmann, Schnetgöke, 2016 [79] haben bei 

einer Temperatur 720 °C die spezifische Wärmekapazität ebenfalls von ca. 4.200 [J/(kg∙K)] 

ermittelt. Rahmanian und Wang, 2009 [106] gehen von einen Anstieg von cp auf 

10.000 [J/(kg∙K)] bei einer Temperatur von 680 °C aus. Lediglich Thomas, 2002 [123] hat in 

seinen Untersuchungen den Peak von cp mit 2.500 [J/(kg∙K)] bei 650 °C geringer angenom-

men. Die experimentelle Bestimmung der temperaturabhängigen spezifischen Wärmekapazi-

tät ist versuchsbedingt meist auf den Temperaturbereich < 750 °C begrenzt, weshalb ab 

800°C nur noch die numerischen Ergebnisse der Literaturstellen für cp zusammengetragen 

werden können. Anhand der Zusammenstellung in Abbildung 2-3 wird sichtbar, dass die 

spezifische Wärmekapazität bei Temperaturen > 800 °C einen konstanten Verlauf annimmt. 

Die spezifische Wärmekapazität kann dabei im Wertebereich von 980 bis 1.160 [J/(kg∙K)] 

liegen.  
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An der Zusammenstellung von cp(Ɵ) der verschiedenen Literaturstellen wird deutlich, dass 

der thermische Materialkennwert mit steigender Temperatur in einem sich ändernden Wer-

tebereich liegt. Insgesamt ist jedoch quantitativ ein charakteristischer Verlauf für die tempe-

raturabhängige spezifische Wärmekapazität für gipshaltige Brandschutzplatten zu erkennen. 

Insbesondere die Peaks bei. 100 °C bis 200 °C und bei 700 °C charakterisieren den tempe-

raturabhängigen Verlauf der spezifischen Wärmekapazität. Die Daten beschränken sich je-

doch allesamt auf die Aufheizphase, sodass keine fundierte Aussage über den temperatur-

abhängigen Verlauf von cp in der Abkühlphase gemacht werden kann.  

Calciumsilicatplatten 

Der thermische Materialkennwert der spezifischen Wärmekapazität cp für Calciumsilicatplat-

ten muss ebenfalls als temperaturabhängiger Wert formuliert werden. Die temperaturabhän-

gige Materialeigenschaft ist insbesondere von der Dichte, der baustofftechnologischen Zu-

sammensetzung sowie dem Feuchtegehalt der Calciumsilicatplatte abhängig. Bei Raumtem-

peratur kann die spezifische Wärmekapazität von Brandschutzplatten aus Calciumsilicat ge-

mäß Herstellerangaben Werte zwischen 800 bis 1.200 [J/(kg∙K)] annehmen. Die temperatur-

abhängige spezifische Wärmekapazität für Brandschutzplatten aus Calciumsilikat zum 

Schutz von Stahlbauteilen ist bis dato jedoch kaum untersucht worden. Im Rahmen der Da-

tenanalyse hat lediglich Bentz et al., 2006[51] den thermischen Materialkennwert experimen-

tell erfasst. Der temperaturabhängige Verlauf ist in Abbildung 2-4 dargestellt. 

 

Abbildung 2-4: Temperaturabhängige spez. Wärmekapazität von Calciumsilicatplatten 

Es wird deutlich, dass die spezifische Wärmekapazität mit steigender Temperatur kontinuier-

lich zunimmt. Die Dehydratation von Wasser und die chemischen Umwandlungsprozesse 
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innerhalb von Calciumsilikatplatten äußern sich gemäß der Daten von Bentz et al., 2006 [51] 

nicht im temperaturabhängigen Kurvenverlauf von cp. Bei Raumtemperatur kann die spezifi-

sche Wärmekapazität zu 800 [J/(kg∙K)] angenommen werden. Mit steigender Temperatur 

erhöht sich cp auf ca. 1.100 [J/(kg∙K)] bei 500 °C. Das Maximum von knapp 1.400 [J/(kg∙K)] 

erreicht cp bei 1.050 °C.  

In der Literatur lassen sich keine weiteren Daten über die temperaturabhängige, spezifische 

Wärmekapazität von Calciumsilicatplatten ausfindig machen. Es liegen folglich erhebliche 

Kenntnislücken vor. Diese Erkenntnis unterstreicht die Notwendigkeit einer tiefgreifenden, 

wissenschaftlichen Betrachtung von Brandschutzplatten aus Calciumsilikat sowohl für Auf-

heiz- und Abkühlphase.  

2.2.4 Rohdichte 

Gipshaltige Brandschutzplatten 

Die Rohdichte ρ gilt als thermischer Parameter, dessen Kenngröße sich ebenfalls bei einer 

steigenden Temperatureinwirkung verändert. Die thermische Stoffkenngröße ist sowohl 

Temperatur als auch druckabhängig. Mit steigender Temperatur kann es zur Ausdehnung 

und Stoffumwandlungen sowie Gefügeänderungen in den Brandschutzplatten kommen, die 

mit einer Veränderung der Rohdichte einhergehen. 

Insbesondere bei der Rohdichte unterscheiden sich die gipsgebundenen Brandschutzplatten 

voneinander. Bei Raumtemperatur kann die Rohdichte von Gipskartonfeuerschutzplatten je 

nach Hersteller zwischen 720 bis 960 [kg/m³] liegen. Die Gipsfaserplatten weisen mit 

ρ ≤ 1.250 [kg/m³] gemäß Herstellern eine deutlich höhere Rohdichte auf als Gipskartonfeuer-

schutzplatten. Die Diskrepanz der Rohdichte von Gipsplatten und Gipsfaserplatten ist auf 

den erhöhten Faseranteil bei Gipsfaserplatten zurückzuführen. Zur Ermittlung der tempera-

turabhängigen Rohdichte wird meist die thermogravimetrische Analyse verwendet, die durch 

Wägung unter gleichzeitiger Temperaturbeanspruchung den temperaturabhängigen Mas-

senverlust bestimmt. Unter Annahme, dass das Volumen der Brandschutzplatten während 

der Temperaturbeanspruchung gleichbleibt, kann eine Umrechnung in die temperaturabhän-

gige Rohdichte erfolgen. Eine Vielzahl von Literaturquellen hat sich mit der temperaturab-

hängigen Rohdichte in Form des Massenverlustes auseinandergesetzt. Dabei wurde jedoch 

bis auf die Untersuchungen in [112] keine Unterscheidung unterschiedlicher gipsgebundener 

Brandschutzplatten vorgenommen. Eine Zusammenstellung der Daten ist in Abbildung 2-5 

dargestellt. Die Daten basieren auf Literaturangaben, dessen Temperaturverläufe auf expe-

rimentellen oder numerischen Untersuchungen zur Ermittlung und Optimierung thermischer 

Materialkennwerte basieren. 
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Abbildung 2-5: Temperaturabhängiger Verlauf der Masse von gipsgebundenen Brand-
schutzplatten 

Die Rohdichte der gipsgebundenen Brandschutzplatten nimmt mit steigender Temperatur 

deutlich ab. Insbesondere im Temperaturbereich von 100 °C bis 200 °C und ab 700 °C ist ein 

deutlicher Abfall zu erkennen. Der temperaturabhängige Kurvenverlauf der Rohdichte in 

Form des prozentualen Massenverlustes von gipsgebundenen Brandschutzplatten kann in 

fünf Phasen eingeteilt werden: 

 Konstanter Wert für ρ(Ɵ) bis 100 °C 

 Schneller Abfall von ρ(Ɵ) im Temperaturbereich zwischen 100 °C bis 200 °C 

 Konstanter Wert für ρ(Ɵ) im Temperaturbereich ab 200 °C bis 600 °C 

 Kurzfristiger Abfall von ρ(Ɵ) bei Temperaturen von 600 °C bis 700 °C/ 800 °C 

 Konstanter Wert für ρ(Ɵ) ab 700°C- 800°C  

Die Abnahme der Rohdichte bei steigenden Temperaturen wird hauptsächlich durch den 

Feuchteverlust und die chemischen Stoffumwandlungen von Gips verursacht. Ab 100 °C 

äußert sich die Abnahme der Rohdichte durch einen Massenverlust von bis zu 20 %, der auf 

die Dehydratation des Wassers und die Phasenumwandlung von Gips (Calciumsulfat-

Dihydrat) zu Calciumsulfat-Halbhydrat und anschließend zu Calciumsulfat-Anhydrit zurück-

zuführen ist. Bei 100 °C ermittelt Wakili, 2007 [70] einen Massenverlust von 15% und Lazaro, 
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2016 [95] von 16 %. In [101] wird bereits von einem linearen Abfall der Rohdichte ab 20 °C 

ausgegangen. Ab 100 °C sind in den Untersuchungen von [101] schon 18 % Massenverlust 

zu verzeichnen. Hollmann, Schnetgöke, 2016 [79] gehen von deutlich höheren Massenver-

lusten und folglich höheren Abnahmen der Rohdichte bei steigender Temperatur aus. Bei 

160 °C sind bereits 20% Massenverlust angenommen worden, die sich mit steigenden Tem-

peraturen erhöhen. In den Untersuchungen von [112] findet eine Unterscheidung von Gips-

karton und Gipsfaserplatten statt. Beide Brandschutzplatten weisen im Vergleich zu den an-

deren Literaturstellen jedoch lediglich 10 % Massenverlust bei 100 °C auf. Ferner zeigen die 

Ergebnisse, dass nur im Temperaturbereich zwischen 300 °C bis 600 °C ein differenter Ver-

lauf der Rohdichte für unterschiedliche gipsgebundene Brandschutzplatten vorliegt. Während 

bei der Gipskartonplatte bei 400 °C bereits ein Massenverlust von 18 % aufgetreten ist, sind 

es bei der Gipsfaserplatte erst 13 %. Im Temperaturbereich von 200 °C bis 600 °C bleibt die 

temperaturabhängige Rohdichte konstant (Massenverlust zwischen 16 bis 18 %) (vgl. [43], 

[70],[71], [101], [49] und [95]). Lediglich Hollmann, Schnetgöke, 2016 [79] gehen von einer 

sinkenden Rohdichte von 23M.-% Massenverlust bis zu 600 °C aus. Ab 600 °C ist ein zwei-

ter Abfall der temperaturabhängigen Rohdichte für gipsgebundene Brandschutzplatten zu 

verzeichnen, der bis auf 800 °C anhält. Die verschiedenen Literaturstellen unterscheiden 

sich dabei hinsichtlich der Größenordnung des prozentualen Massenverlustes. Bei [70], 

[95]und [112] sinkt der Massenverlust von 18 % auf 23 %. In [101] sind nur weitere 2 % Mas-

senverlust bestimmt worden. Hollmann und Schnetgöke, 2016 [79] gehen sogar von bis zu 

28 % bei einer Temperatur von 800 °C aus. Ab 800 °C stellt sich dann ein konstanter Wert 

für die Rohdichte von gipsgebundene Brandschutzplatten ein, da der Massenverlust nicht 

weiter zunimmt. Lediglich zeigen die Untersuchungen von Bénichou, 2001[49], dass eine 

weitere Abnahme der Rohdichte verbunden mit einer Reduzierung der Masse von 3 % bis 

1.000 °C eintreten kann. 

Im Gesamten kann bis in den Hochtemperaturbereich von 1.000 °C eine Abnahme der Mas-

se von 20 – 28 % eintreten. Insgesamt ist quantitativ ein charakteristischer Verlauf für den 

temperaturabhängigen Verlauf der Rohdichte für gipshaltige Brandschutzplatten zu erken-

nen. In der Aufheizphase kann folglich konstatiert werden, dass die temperaturabhängige 

Rohdichte von gipsgebundenen Brandschutzplatten sinkt. Für den Abkühlprozess fehlen in 

der Literatur die Angaben, weshalb keine fundierte Aussage zum temperaturabhängigen 

Verlauf der Rohdichte in der Abkühlphase getroffen werden kann. Nach dem temperaturbe-

dingten Massenverlust ist von einer konstanten Rohdichte in der Abkühlphase auszugehen. 

Die Annahme muss jedoch anhand von experimentellen Ergebnissen belegt werden. 
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Calciumsilicatplatten 

Die temperaturabhängige Rohdichte ρ von Calciumsilicatplatten stellt ebenfalls einen tempe-

raturabhängigen Materialkennwert dar, dessen Kurvenverlauf genauer analysiert werden 

muss. Mit steigender Temperatur kommt es zur Veränderung des Materialgefüges, die eine 

Verringerung der Rohdichte zur Folge hat. Wie auch bei gipsgebundenen Plattenbekleidun-

gen ist der Feuchtegehalt maßgeblich für den temperaturabhängigen Verlauf der Rohdichte 

verantwortlich.  

Bei Raumtemperatur kann die Rohdichte von Calciumsilicatplatten zwischen leichter, mittle-

rer und hoher Rohdichte unterschieden werden. Als Brandschutzplatten eignen sich jedoch 

nur Calciumsilikatplatten mit einer geringen Rhodichte, die zwischen 200 [kg/m³] und 

550 [kg/m³] liegen (vgl. [51], [64]). In der Literatur sind nur begrenzte Angaben zum tempera-

turabhängigen Materialverhalten von Calciumsilicatplatten zu finden, weshalb nur begrenzte 

Daten zur Bewertung des thermischen Materialkennwertes zur Verfügung stehen. In Abbil-

dung 2-6 ist der Verlauf der Rohdichte in Abhängigkeit der Temperatur aufgetragen. Die Er-

gebnisse basieren auf experimentellen Untersuchungen von Plattenmaterial aus Calciumsili-

katplatten.  

 

Abbildung 2-6: Temperaturabhängige Rohdichte/ Massenverlust von Brandschutzplatten aus 
Calciumsilikat 

Anhand der Kurvenverläufe wird deutlich, dass die Rohdichte von Calciumsilicatplatten in 

Abhängigkeit steigender Temperaturen sinkt, wobei ein Massenverlust von maximal 13 % 

auftreten kann. In [51] ist der temperaturabhängige Verlauf unter Anwendung einer thermo-

gravimetrischen Analyse ermittelt worden. Die Ergebnisse zeigen, dass mit steigender Tem-
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peratur eine kontinuierliche Abnahme von ρ erfolgt. Insbesondere bei 600 °C erfolgt eine 

höhere Abnahme der Masse von 7 % auf 12 %, die zu einer weiteren Verringerung der tem-

peraturabhängigen Rohdichte führt. In [64] ist die Masse einer Probe aus einer Calciumsili-

catplatte ledig vor und nach einer Temperaturbeanspruchung (bis 1.000 °C) durch Wägung 

ermittelt worden. Als Vereinfachung wird von einem kontinuierlichen, linearen Abfall des 

Massenverlustes und somit auch der temperaturabhängigen Rohdichte ausgegangen. Die 

Ergebnisse lassen demnach nur einen Rückschluss auf den absoluten Massenverlust nach 

1.000 °C zu. Die Ergebnisse liefern jedoch keine Aussage über den temperaturabhängigen 

Verlauf des Massenverlusts respektive der Rohdichte. Um eine fundierte Aussage über die 

temperaturabhängige Rohdichte von Calciumsilicatplatten zu tätigen, muss die Datenbasis 

um weitere experimentelle Untersuchungen erweitert werden. Für die Abkühlphase liegen bis 

dato keine Erkenntnisse vor, sodass eine wissenschaftlich vertiefende Betrachtung der Roh-

dichte für Calciumsilikatplatten sowohl für die Aufheiz- als auch für die Abkühlphase zwin-

gend notwendig ist.  

 Brandschutzputz 2.3

2.3.1 Allgemeines 

Neben den Plattenbekleidungen kann auch sogenannter Brandschutzputz als Bekleidungs-

material seine Anwendung finden. Es können verschiedene Putzsysteme zum Schutz von 

Stahlbauteilen angewendet werden, wobei hinsichtlich ihres Aufbaus in Putzbekleidungen 

unterschieden wird. Der Brandschutzputz kann mit oder ohne Haftgrund sowie mit und ohne 

Putzträger auf das zu schützende Bauteil appliziert werden. Die Verwendung und Ausfüh-

rung der Brandschutzputze wird durch die DIN 4102 - 4 (2016) und DIN EN 13501-

2 (2016) sowie durch Verwendbarkeitsnachweise geregelt. Zement, Perlit oder auch Vermi-

culit stellen in der baustofftechnologischen Zusammensetzung von Brandschutzputzen so-

genannte Additive dar, die für eine hohe Porosität und eine geringe Rohdichte eingesetzt 

werden (vgl.[42]). Als Brandschutzputz können folgende Materialien verwendet werden: 

 Kalk- Zementmörtel nach DIN EN 998-1 oder Gipskalkmörtel nach DIN EN 1379-1  

(in Verbindung mit DIN 18550-2 und DIN EN 13914-4) 

 Putz aus Gipsmörtel nach DIN EN 13279-1  

(in Verbindung mit DIN 18550-2 und DIN EN 13914-4) 

 Vermiculit- oder Perlitmörtel (Zement oder Gipsputze)  
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Der Brandschutzputz wird meist profilfolgend auf das zu schützende Stahlbauteil appliziert. 

Mit Hilfe eines nichtbrennbaren Putzträgers in Form von Drahtgewerbe oder Streckmetal 

nach DIN 4102-2 (2016)[10] kann der Brandschutzputz auch kastenförmig aufgebracht wer-

den. Die Verarbeitung kann händisch oder mit Hilfe einer Putzmaschine erfolgen, sodass 

eine spritzrauhe Oberfläche des beschichteten Stahlbauteils entsteht. Die Putzschichtdicke 

sollte möglichst gleichbleibend aufgetragen werden, denn sie bestimmt die thermische 

Schutzwirkung und kann zu hohen Feuerwiderstanddauern der geschützten Bauteile führen. 

2.3.2 Wärmeleitfähigkeit 

Die Wärmeleitfähigkeit von verschiedenen Brandschutzputzen wird insbesondere durch den 

Feuchtegehalt, die Porosität und die Rohdichte bestimmt (vgl.[55]). Während einer Brandbe-

anspruchung ist der thermische Materialkennwert jedoch einer temperaturbedingten Ände-

rung unterworfen, weshalb λ für den Brandschutzputz zwingend temperaturabhängig formu-

liert werden muss. Bis dato existieren überwiegenden Daten für die Wärmeleitfähigkeit von 

Brandschutzputz, die bei Raumtemperatur ermittelt worden sind. Bei Raumtemperatur kann 

die Wärmeleitfähigkeit je nach verwendetem Brandschutzputz im Bereich von 0,03 –

 0,5 [W/(m∙K)] liegen (vgl.[43], [83], [88]). Die unterschiedlichen baustofftechnologischen Zu-

sammensetzungen und die sich darauf ergebenen Unterschiede in der Rohdichte sowie der 

Feuchtegehalt von verschiedenen Brandschutzputzen begründet die Schwankungsbreite der 

Wärmeleitfähigkeit. Bis dato existieren nur wenige Veröffentlichungen, die sich wissenschaft-

lich mit den temperaturabhängigen Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzputzen zum Schutz 

von Stahlbauteilen auseinandersetzt haben. Die Abbildung 2-7 zeigt entsprechend eine ge-

ringe Datenbasis über den temperaturabhängigen Verlauf der Wärmeleitfähigkeit. Die Er-

gebnisse der Literaturdaten basiert auf experimentellen Untersuchungen von Vermiculit-

Gipsputzen, Perlit-Zementputzen sowie Putz aus Gipsmörtel während einer steigenden 

Temperaturbeanspruchung. Aufgrund der unterschiedlichen Brandschutzputze ergibt sich 

bereits eine Diskrepanz der temperaturabhängigen Kurvenverläufe der Wärmeleitfähigkeit. 

Die Daten können entsprechend nur einen Anhaltswert über den temperaturabhängigen Ver-

lauf von λ in der Aufheizphase liefern.  
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Abbildung 2-7: Temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit für verschiedene Brandschutzputze 

Die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von verschiedenen Brandschutzputzen kann 

Werte von 0,036 bis 0,54 [W/(m∙K)] annehmen. In [88] sind drei verschiedene Zusammen-

setzungen von Vermiculit-Gipsputzen hinsichtlich ihrer temperaturabhängigen Wärmeleitfä-

higkeit bis 700 °C untersucht worden. Die Bestimmung von λ erfolgt dabei mit Hilfe des Hot 

Disk Verfahren unter Anwendung der Transient Plane Source Methode nach 

DIN EN ISO 22007 (2015). Aus den Ergebnissen von Kodur, 2013 [88] wird deutlich, dass 

bei Vermiculit- Gipsputzen bereits durch die unterschiedliche baustofftechnologische Zu-

sammensetzung unterschiedliche temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeiten erzielt werden. 

Bereits bei Raumtemperaturen kann λ Werte von 0,07 bis 0,12 [W/(m∙K)] annehmen. Wäh-

rend der Brandschutzputz 2 bis 200 °C kontinuierlich abfällt, ist λ bei Brandschutzputz 1 und 

3 zwischen Raumtemperatur und 100 °C nahezu konstant. Ab 100 °C sinkt die Wärmeleitfä-

hig jedoch bei allen drei untersuchten Brandschutzputzproben, wobei im Minimum λ = 0,07 –

 0,13 [W/(m∙K)] erreicht werden. Bei Brandschutzputz 3 ist die Wärmeleitfähigkeit bei 400°C 

konstant bei 0,14 [W/(m∙K)]. Ab 300°C bis 400°C steigt der thermische Materialkennwert der 

Vermiculit-Gipsputze stetig an. Die Probe 2 steigt dabei lediglich von 0,07 [W/(m∙K)] bei 

400 °C auf 0,084 [W/(m∙K)] bei 700 °C an. Einen deutlichen Anstieg der Wärmeleitfähigkeit 

ab 400 °C zeigt sich jedoch in den Kurvenverläufen von λ für die Putzproben 1 und 3. Im 

Maximum können bei 700 °C Wärmeleitfähigkeiten von bis zu 0,246 [W/(m∙K)] ermittelt wer-

den.  
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Die experimentellen Betrachtungen in Singh, 1991 [116] zeigt die temperaturabhängige 

Wärmeleitfähigkeit von Perlit- Zementputz, die mit steigender Temperatur kontinuierlich an-

steigt. Bei Raumtemperatur ist λ zu 0,03 [W/(m∙K)] ermittelt worden. Ab 350 °C ist die Wär-

meleitfähigkeit bereits deutlich angestiegen und liegt bei λ = 0,1 [W/(m∙K)]. Im Temperaturbe-

reich von 400 °C bis 700 °C gleichen sich die temperaturabhängigen Verläufe der Vermiculit-

Gipsputze (Probe 1 und 3) sowie des Perlit-Zementputzes. Die Messungen von Singh, 1991 

[116] gehen über 700 °C hinaus, sodass auch eine Aussage zu dem thermischen Kennwert λ 

von Perlit-Zementputzen im Hochtemperaturbereich getroffen werden kann. Die Wärmeleit-

fähigkeit steigt auch bei einer weiteren Temperaturerhöhung weiter steil an. Im Maximum 

erreicht die Wärmeleitfähigkeit des Perlit- Zementputzes bei ca. 1.000 °C einen Wert von 

λ = 0,54 [W/(m∙K)]. 

In einer experimentellen Untersuchung von Abidi, 2015 [42] wird deutlich, dass beim stei-

gendem Perlit-/ Vermiculitgehalt die Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzputzen sinkt. In der 

Betrachtung in [42] sind sowohl Perlit- sowie Vermiculit- Zementputze untersucht worden. 

Die Wärmeleitfähigkeit der untersuchten Brandschutzputze bezieht sich jedoch nur auf die 

Mischungsverhältnisse von Brandschutzputzen mit unterschiedlichen Additiven und den Po-

rengehalt des untersuchten Putzmaterials, weshalb keine grundsätzliche Aussage zur tem-

peraturabhängigen Wärmeleitfähigkeit getroffen werden kann. Die Ergebnisse in [42] zeigen 

jedoch, dass mit steigender Porosität der Brandschutzputze die Wärmeleitfähigkeit sinkt. Je 

nach Verwendung der unterschiedlichen Additive Zement, Perlit oder Vermiculit kann die 

Wärmeleitfähig bei Raumtemperatur zwischen 0,05 und 0,5 [W/(m∙K)] liegen. 

Aufgrund der differenten Kurvenverläufe der Datenzusammenstellung kann auf keinen cha-

rakteristischen Verlauf der temperaturabhängigen Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzputzen 

geschlossen werden. Auch eine Aussage über den temperaturabhängigen Verlauf der Wär-

meleitfähigkeit von Brandschutzputzen in der Abkühlphase kann aufgrund fehlender wissen-

schaftlicher Betrachtungen nicht getroffen werden. Die Daten zeigen somit Kenntnislücken 

hinsichtlich der temperaturabhängigen Wärmeleitfähigkeit auf, die durch die Arbeiten im For-

schungsvorhaben geschlossen werden sollen. 

2.3.3 Spezifische Wärmekapazität 

Die spezifische Wärmekapazität von Brandschutzputzen ist sowohl von der Feuchte, der 

Porosität und Dichte aus auch von der Temperatur abhängig (vgl. [42], [55]). Eine Formulie-

rung des thermischen Materialkennwertes in Abhängigkeit von der Temperatur ist somit un-

abdingbar. Im Verlauf der spezifischen Wärmekapazität können temperaturbedingt Verände-

rungen auftreten, die sich durch chemische und physikalischen Prozesse und Strukturum-

wandlungen des Brandschutzputzes begründen lassen. Aufgrund fehlender Daten für die 
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temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität wird bis dato cp konstant angenommen. 

Bei Raumtemperatur kann cp für verschiedene Brandschutzputze und je nach Hersteller im 

Wertebereich zwischen 1.000 -1.200 [J/(kg∙K)] liegen. In [88] sind Vermiculit-Gipsputze ver-

schiedener Hersteller mit unterschiedlichen stofflichen Zusammensetzungen experimentell 

untersucht worden. Den Verlauf der temperaturabhängigen spezifischen Wärmekapazität für 

Brandschutzputze auf Basis von Gips und Vermiculit ist in der folgenden Abbildung darge-

stellt. Die Daten basieren auf Ergebnissen, die unter Anwendung der Transient Plane Source 

Method nach DIN EN ISO 22007 (2015) [25], erfasst worden sind. 

 

Abbildung 2-8: Temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität von Vermiculit-
Gipsbasierten Brandschutzputzen 

Die in Abbildung 2-8 dargestellten Kurvenverläufe der spezifischen Wärmekapazität von 

Vermiculit-Gipsputzen zeigen, dass cp von Brandschutzputz unter Brandbeanspruchung in 

einem sich ändernden Wertebereich von 800 bis ca. 5.000 [J/(kg∙K)] liegen kann. Bei Raum-

temperatur ist die spezifische Wärmekapazität im Bereich von 800 bis 3.000 [J/(kg∙K)] ermit-

telt worden. Im Temperaturbereich < 100 °C steigt die spezifische Wärmekapizität der Pro-

ben linear an, wobei bei den Proben 1 und 2 ein deutlicher steiler Anstieg im temperaturab-

hängigen Verlauf von cp zu erkennen ist. Die Probe 3 zeigt während einer Temperaturerhö-

hung auf bis zu 700 °C nur geringe Schwankungen, die sich im Bereich von 800 bis 

1.100 [J/(kg∙K)] bewegen. Probe 2 zeigt ab 100 °C einen erneuten Abfall bis auf 

2.200 [J/(kg∙K)] bei 400°C, das etwa dem Wert bei Raumtemperatur entspricht. Aufgrund der 

Verdampfung des freien und chemische gebundenen Wassers im Brandschutzputz, kann die 

Verringerung der Wärmeleitfähigkeit auf die Reduzierung des Feuchtegehalts zurückgeführt 
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werden. Ab 400 °C ist bei Probe 2 ein erneuter Anstieg der spezifischen Wärmekapazität zu 

erkennen, der sein Maximum von knapp 5.000 [J/kg∙K] bei 700 °C erreicht. Die Probe 3 hin-

gegen zeigt zwischen 100 °C – 300 °C nur einen geringen Abfall von cp = 4.100 [J/(kg∙K)] auf 

cp = 3.900 [J/(kg∙K)]. Anschließend fällt die spezifische Wärmekapazität steil auf 

1.300 [J/kg∙K] ab und steigt im Hochtemperaturbereich nur noch leicht an. Bei 1.000 °C wird 

schließlich eine spezifische Wärmekapizität von 1.200 [J/kg∙K] gemessen.  

Die experimentellen Ergebnisse von Kodur, 2013 [88] verdeutlichen die Spannungsbreite der 

temperaturabhängigen, spezifischen Wärmekapazität von Vermiculit-Gipsputzen. Anhand 

der Daten wird deutlich, dass aufgrund der baustofftechnologischen Unterschiede kein cha-

rakteristischer Verlauf von cp(Ɵ) für Vermiculit-Gipsputz in der Aufheizphase zu erkennen ist. 

Eine generelle und allgemeine Aussage über den temperaturabhängigen Verlauf für cp von 

Brandschutzputzen kann nicht getätigt werden. Ebenso besteht eine gravierende Kenntnislü-

cke über die Wärmeleitfähigkeit in der Abkühlphase. Bis dato liegen keine wissenschaftlichen 

Erkenntnisse vor.  

2.3.4 Rohdichte 

Die Rohdichte von Brandschutzputzen ist ebenfalls temperaturabhängig zu formulieren. Um 

der thermischen Schutzwirkung gerecht zu werden, weisen Brandschutzputze in der Regel 

eine hohe Porosität und eine geringe Rohdichte auf. Bei Raumtemperatur kann ρ je nach 

Brandschutzputz im Bereich von 180 bis 450 [kg/m³] liegen (vgl. [88], [42]). Die temperatur-

abhängige Formulierung der Rohdichte erfolgt meist über die Darstellung des Massenver-

lusts, der sich mit steigender Temperatur darstellt. In [88] ist der Verlauf des Massenverlus-

tes respektive der Rohdichte mit steigender Temperatur mit Hilfe einer thermogravimetri-

schen Analyse an Vermiculit-Gipsputzen ermittelt worden. Die Brandschutzputzproben 1-3 

unterschieden sich hinsichtlich ihrer Zusammensetzung, sodass auch die Rohdichte und der 

Massenverlust bei steigenden Temperaturen verschieden ausfallen. In der Veröffentlich von 

Abidi, 2015 [42] ist der Massenverlust von einem Gipsputz in Abhängigkeit der Temperatur 

experimentell bestimmt worden. Der Verlauf lässt ebenfalls einen Rückschluss auf die tem-

peraturabhängige Rohdichte von Brandschutzputz zu. Die Daten der Literaturstellen Abidi, 

2015 [42] und Kondur, 2013 [88] sind für den temperaturabhängigen Verlauf der Rohdichte 

als prozentualen Massenverlust in Abbildung 2-9 dargestellt.  
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Abbildung 2-9: Temperaturabhängiger Verlauf der Masse von verschiedenen Brandschutz-
putzen 

Anhand der Zusammensetzung des temperaturabhängigen Massenverlustes wird deutlich, 

dass die Rohdichte von verschiedenen Brandschutzputzen bei einer Temperaturbeanspru-

chung sinkt. Es können Massenverluste von bis zu 24 % auftreten. Bei den Vermiculit-

Gipsputzen stellt sich ein charakteristischer Verlauf ein, der sich durch eine Abnahme der 

Rohdichte mit steigender Temperatur auszeichnet. Insbesondere im Temperaturbereich von 

100 °C bis 200 °C ist ein deutlicher Abfall der Masse zu erkennen. Bei Probe 2 sind bei einer 

Temperatur von 150 °C bereits 16% Massenverlust aufgetreten, während es bei Probe 1 

12 % und bei Probe 3 8 % sind. Anschließend ist eine kontinuierliche Abnahme von ρ an-

hand des Massenverlustes sichtbar, der bei 350 °C zusätzlich einen weiteren Abfalls von 14-

18 % auf 18-20 % erfährt. In Probe 3 ist ein zweiter, geringerer Abfall von ρ im temperatur-

abhängigen Kurvenverlauf erst bei 450 °C zu erkennen. Im Temperaturbereich von 400 bis 

650 °C stellt sich in allen drei Proben des Vermiculit-Gipsputzes ein konstanter Abfall des 

Massenverlustes ein, der im Bereich zwischen 14 – 23 % liegt. Bei Temperaturen um 650 °C 

ist ein dritter deutlicher Abfalls der Rohdichte im temperaturabhängigen Kurvenverlauf zu 

erkennen. Letztlich ist bei 750 °C noch 76-78 % der ursprünglichen Brandschutzprobe vor-

handen. 

Vergleichend wird in Abbildung 2-9 der Massenverlust eines Gipsputzes in Abhängigkeit der 

Temperatur dargestellt. Abidi, 2015 [42]hat den Massenverlust bis in den Hochtemperaturbe-

reich von 1.200 °C mittels Thermogravimetrie nach DIN 51006 (2005) bestimmt. Das Ergeb-
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nis zeigt, dass sich bei Brandschutzputzen auf Gipsbasis geringere Massenverluste mit stei-

gender Temperatur einstellen. Im Maximum ist ein Massenverlust von bis zu 7 % gemessen 

worden. Bei Temperaturen unterhalb von 150 °C zeigt sich im Kurvenverlauf von ρ keine 

Veränderung, weil kein Massenverlust auftritt. Ab 150 °C bis 200 °C tritt eine Reduzierung 

der Masse um 4 % auf, die sich mit der Verdunstung des freien und gebundenen Wassers im 

Gipsputz und den Phasenumwandlungen des Gipses begründen lässt. Im Temperaturbe-

reich zwischen 200 °C und 700 °C ist die temperaturabhängige Rohdichte weitestgehend 

konstant. Ab 700 °C findet eine Decarbonatierung (Calciumcabonat Calciumoxid + Koh-

lendioxid) statt, die sich in einer weiteren Abnahme der Rohdichte und in der Reduzierung 

der Masse des Gipsputzes äußert. Ab Temperaturen oberhalb von 750 °C ist keine Reduzie-

rung des Massenverlustes gemessen worden, sodass auch die Rohdichte in dem Tempera-

turbereich konstant bleibt. Bei 1.170 °C ist ein Massenverlust von 7 % gemessen worden. 

Lediglich ab 1.150 °C ist ein weiterer Massenverlust zu erkennen, der durch eine fortschrei-

tende Rissbildung des Brandschutzputzes begründet werden könnte.  

Die Darstellung der temperaturabhängigen Rohdichte anhand des prozentualen Massenver-

lustes für Vermiculit-Gipsputze und Gipsputze zeigt, dass in der Aufheizphase eine Annahme 

des thermischen Kennwertes ρ vorliegt. Eine generelle und allgemeingültige Aussage für 

Brandschutzputze kann jedoch aufgrund der geringen Datenlage nicht getroffen werden. 

Ebenso existieren keinen Daten für die Abkühlphase, sodass der temperaturabhängige Ver-

lauf von ρ für Brandschutzputze unbekannt ist. 

 Reaktive Brandschutzsysteme 2.4

2.4.1 Allgemeines 

Reaktive Brandschutzsysteme (RBS) zeichnen sich im Gegensatz zu Brandschutzplatten 

und -putzen durch eine geringe Trockenschichtdicke aus. Anders als bei herkömmlichen 

Brandschutzbekleidungen wird die thermische Schutzwirkung der reaktiven Brandschutzsys-

teme erst bei einem Brandereignis ausgebildet. Infolge einer thermischen Einwirkung expan-

diert das Brandschutzsystem um ein Vielfaches der Ausgangsschichtdicke und bildet eine 

verkohlte, geschlossenzellige Schaumstruktur mit guten wärmedämmenden Eigenschaften, 

die den Wärmeeintrag in das zu schützende Stahlbauteil reduziert und dessen Erwärmung 

zeitlich verzögert (vgl. Abbildung 2-10). 
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Abbildung 2-10: Mit einem reaktiven Brandschutzsystem beschichtete Stahlplatte vor (links) 
und nach (rechts) einer thermischen Einwirkung 

Reaktive Brandschutzsysteme werden immer dann im Stahlbau eingesetzt, wenn neben 

Brandschutzanforderungen auch gestalterische Ansprüche an das Tragwerk gestellt werden. 

Bedingt durch die geringen Trockenschichtdicken bleibt die Sichtbarkeit des Stahltragwerks 

erhalten, sodass die Akzentuierung des Tragwerks immer mehr in den Vordergrund rückt. 

Für den architektonischen Stahlbau sind die Brandschutzsysteme daher inzwischen unver-

zichtbar geworden.  

Die auch unter dem Begriff der intumeszierenden Anstriche bekannten Brandschutzsysteme 

bestehen in der Regel aus drei Schichten (vgl. Abbildung 2-11). Während die Grundierung 

als Korrosionsschutz und Haftvermittler fungiert, wird die thermische Schutzwirkung des 

Brandschutzsystems durch die reaktive Komponente (Dämmschichtbildner) realisiert. Ein 

Decklack schützt die reaktive Komponente vor Umwelteinflüssen und fungiert zugleich als 

gestalterisches Element. Die chemische Abstimmung der Einzelschichten ist Grundvoraus-

setzung für eine ordnungsgemäße Reaktion des Brandschutzsystems und die Ausbildung 

der für die thermische Schutzwirkung hauptverantwortlichen Schaumstruktur. 

 

Abbildung 2-11: Schichtaufbau eines herkömmlichen reaktiven Brandschutzsystems 
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Der beschriebene Aufbau der RBS lässt sich klassischerweise bei wasserbasierten und lö-

semittelhaltigen Beschichtungen wiederfinden. Epoxidharzbasierte Systeme kommen hinge-

gen aufgrund ihrer chemischen Formulierung auch ohne eine Grundierung oder einen Deck-

lack aus. Im Rahmen dieses Abschlussberichts wird der Fokus ausschließlich auf die reakti-

ve Komponente der Brandschutzsysteme gelegt. Der Einfluss der Grundierung und des 

Decklacks auf die thermische Schutzwirkung ist Teil des aktuellen Zulassungsverfahrens und 

ist daher über den derzeitigen Stand der Technik produktspezifisch abgedeckt.  

Die chemischen Zusammensetzungen der reaktiven Brandschutzsysteme unterscheiden 

sich je nach Produkthersteller. Die Formulierungen der reaktiven Komponenten basieren 

jedoch in der Regel auf den in Abbildung 2-12 aufgeführten Hauptbestandteilen. Zwar wer-

den den jeweiligen Komponenten eine bzw. mehrere Funktionen während des Reaktionsab-

laufs der Expansion zugesprochen, ein optimaler Reaktionsablauf wird jedoch erst durch die 

gezielte Abstimmung der Einzelbestandteile und deren Interaktionen sichergestellt. 

 

Abbildung 2-12: Hauptbestandteile der reaktiven Komponente eines reaktiven Brand-
schutzsystems 

Um ein vertieftes Verständnis über den Reaktionsmechanismus innerhalb einer thermisch 

aktivierten reaktiven Komponente zu gewinnen, werden im Folgenden die Hauptbestandteile 

und deren Funktionen näher vorgestellt. Das Hauptaugenmerk wird dabei auf die am häu-

figsten verwendeten chemischen Bestandteile gelegt. 

Anorganische Säure / säurebildente Komponente 

Die anorganische Säure stellt den Hauptbestandteil der reaktiven Komponente dar. Neben 

der eigentlichen Säure werden auch deren Salze als Säurespender verwendet (vgl. Ber-

mes [52]). Als anorganische Säure wird nach Angaben von Gomes-Marez [72] besonders 

häufig Ammoniumpolyphosphat (APP, vgl. Abbildung 2-13), ein Ammoniumsalz der Phos-

phorsäure, verwendet.  
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Abbildung 2-13: Strukturformel von Ammoniumpolyphosphat (NH4PO3)n 

Das APP wird ab einer Temperatur von 150 - 350 °C in flüchtiges Ammoniak (NH3) und in 

Metaphosphorsäure (HPO3) zersetzt, die wiederum in einer Folgereaktion mit dem Kohlen-

stoffspender die Freisetzung von Kohlenstoff induziert und damit die Grundlage für die Aus-

bildung der kohlenstoffhaltigen Schaumstruktur sicherstellt (vgl. Simon [115]). Die Tempera-

tur, bei der die Abspaltung von Ammoniak einsetzt, ist von der Kettenlänge des APPs ab-

hängig. Während ein langkettiges APP (n = 1000) erst bei Temperaturen von 350 °C ther-

misch zersetzt wird, erfolgt die Reaktion von kurzkettigen APPs (n = 100) bereits bei 150 °C 

(vgl. Kruse [94]). 

 

Abbildung 2-14: Strukturformel von Phosphorsäure (H3PO4) und Borsäure (H3BO3) 

Als Alternative für APP haben Longdon et al. [98] sowie Gao et al. [69] in ihren Untersuchun-

gen erfolgreich den Einsatz von Phosphorsäure (H3PO4) und teratogener Borsäure (H3BO3) 

als säurebildende Komponente in reaktiven Brandschutzsystemen getestet. Die Strukturfor-

meln der beiden Säuren sind in Abbildung 2-14 aufgeführt. Ein verbreiteter Einsatz der bei-

den Elemente ist von Seiten der Produkthersteller jedoch bisher ausgeblieben.  

Kohlenstoffspender 

Die Grundlage für die verkohlte, geschlossenzellige Schaumstruktur eines reaktiven Brand-

schutzsystems stellt in der Regel eine kohlenstoffreiche, organische Verbindung dar. Im 

Rahmen der Forschungsarbeiten von Longdon et al. [98] wurde 2005 Resorcin (C6H6O2) 

erfolgreich als Kohlenstoffspender getestet (vgl. Abbildung 2-15). Das aus einem Benzolring 

und zwei Hydroxylgruppen bestehende Phenol reagiert bei Zugabe einer anorganischen 

Säure und dem Vorhandensein von Formaldehyd unter stark exothermer Reaktion zu einem 

Harz. Resorcin wird daher vorrangig in Farb- und Klebstoffe eingesetzt. 
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Abbildung 2-15: Strukturformel von Resorcin (C6H6O2) 

Deutlich häufiger als Resorcin wird Pentaerythrit (PER) als Kohlenstoffspender in reaktiven 

Brandschutzsystemen eingesetzt (vgl. Bermes [52]). Das unter dem Namen 2,2-

Bis(hydroxymethyl)-1,3-propandiol bekannte Polyol stellt einen 4-wertigen Alkohol mit insge-

samt fünf Kohlenstoffatomen dar (vgl. Karrer [86] und Abbildung 2-16). Im Jahr 1882 von 

Tollens et al. [124] erstmalig synthetisiert, lässt sich Pentaerythrit bei Vorhandensein einer 

anorganischen Säure verestern und schafft damit eine Grundlage für die Entwicklung einer 

kohlenstoffhaltigen Schaumstruktur während der Expansion eines reaktiven Brandschutzsys-

tems dar.  

 

Abbildung 2-16: Strukturformel von Pentaerythrit (C5H12O4) 

Untersuchungen von Lu et al. [99] aus dem Jahr 2010 zeigen, dass sich auch eine abge-

wandelte Form des Pentaerythrits in Form von Tripentaerythrit (TPE, C15H32O10) für den Ein-

satz als Kohlenstoffspender in reaktiven Brandschutzsystemen eignet. 

Treibmittel 

Maßgeblich für die Expansion der kohlenstoffhaltigen Schaumstruktur von reaktiven Brand-

schutzsystemen sind Treibmittel. Diese sorgen aufgrund ihrer temperaturinduzierten Reakti-

on für eine Vervielfachung der Ausgangstrockenschichtdicke des Brandschutzsystems durch 

die Freisetzung von Gasen, die in der zuvor geschmolzenen Bindemittelmatrix eingeschlos-

sen werden. 

Bermes [1], Longdon et al. [98] und Liang et al. [97] geben an, dass in erster Linie Melamin 

(MEL) als Treibmittel in reaktiven Brandschutzsystemen eingesetzt wird. Die im Jahre 1834 

von Justus von Liebig erstmals hergestellte heterocyclische, aromatische Verbindung liegt 

bei Raumtemperatur als festes weißes Pulver vor und weist einen Schmelzpunkt von 354 °C 

auf. Ab einer Temperatur von ca. 250 °C beginnt die Zersetzung des seinen Melamins unter 
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Freisetzung von Ammoniak (NH3) zu Melam (C6H9N11), welches wiederum unter Abspaltung 

von Ammoniak zu Melem (C6H6N10) und Melon (C3H3N9) reagiert (vgl. Bermes [52]). 

Als Bestandteil eines reaktiven Brandschutzsystems geht das Melamin (vgl. Abbildung 2-17) 

anders als im reinen Zustand Wechselreaktionen mit den restlichen Komponenten des 

Brandschutzsystems ein. Aus diesem Grund führt Simon [115] auf, dass bei diesen Wechsel-

reaktionen zusätzlich Wasser (H2O), Kohlenstoffdioxid (CO2) und Stickstoff (N2) gebildet 

werden kann, die neben dem Ammoniak die Expansion des Brandschutzsystems begünsti-

gen. Gomes-Marez et al. [72] konnten anhand von Fourier-Transformations-

Infrarotspektrometer-Messungen (FTIR) die Bildung von CO2 und H2O während der Reaktion 

eines epoxidharzbasierten Brandschutzsystems nachweisen und damit die Hypothese von 

Simon [115] belegen.  

 

Abbildung 2-17: Strukturformel von Melamin (C3H6N6) 

Neben Melamin konnten Bermes [52] und Wang et al. [127] Melaminphosphat (MP) als wei-

teres Treibmittel in reaktiven Brandschutzsystemen verwenden. Infolge einer Kondensation 

bilden sich aus Melaminphosphat (vgl. Abbildung 2-18) zunächst Melaminpolyphosphate, die 

bei Temperaturen zwischen 330 und 650 °C unter Abspaltung von Wasser (H2O), Ammoni-

ak (NH3) und Melamin (C3H6N6) zersetzt weden. Das freiwerdende Melamin unterliegt an-

schließend der bereits oben geschilderten Zersetzungsreaktion unter Freisetzung von Am-

moniak. Während Melamin bereits bei 370 °C vollständig dekomponiert wird, liegt das Tem-

peraturspektrum, in dem die Umwandlung von Melaminphosphat abläuft, zwischen 330 und 

650 °C. Der Einsatz von Melaminphosphat anstelle von Melamin als Treibmittel in einem 

reaktiven Brandschutzsystem kann somit in einer längeren Intumeszenzphase resultieren. 

Als Nachteil ist hingegen die um ca. 80 °C verzögerte Freisetzung von Ammoniak zu nennen 

und die damit verbundene ungehinderte Erwärmung des Substrats als Folge der verspäteten 

Expansion. 
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Abbildung 2-18: Strukturformel von Melaminphosphat (C3H9N6O4P) 

In der Fachliteratur (vgl. Longdon et al. [98] und Liang et al. [97]) wird angegeben, dass auch 

Urea (CH4N2O) als mögliches Treibmittel in reaktiven Brandschutzsystemen eingesetzt wer-

den kann. Die auch unter dem Begriff des Harnstoffes bekannte organische Verbindung 

kondensiert beim Überschreiten des Schmelzpunktes unter Abspaltung von Ammoniak zu-

nächst zu Isocyansäure, die mit Harnstoff weiter zu Biuret reagiert. Bei einer weiteren Tem-

peraturerhöhung bilden sich Kondensationsprodukte, wie Triuret, Guanidin und Melamin. 

 

Abbildung 2-19: Strukturformel von Urea (CH4N2O) 

Bindemittel 

Bindemittel, wie Kunststoffe, Harze oder Kunstharze erfüllen in reaktiven Brandschutzsyste-

men im Wesentlichen zwei Funktionen. Bereits während der Trocknungsphase, in der die 

Lösungsmittelanteile, wie Wasser, Xylol oder Decanol (vgl. Simon[115]) verflüchtigen, sorgt 

das Bindemittel für eine zusammenhängende Matrix, die die Haftung des Brandschutzan-

strichs sowohl zum Untergrund als auch zu den nachfolgenden Schichten sicherstellt. Wäh-

rend das Bindemittel bei Raumtemperatur besonders widerstandsfähig gegenüber mechani-

schen Einwirkungen sein sollte, muss es bei thermischer Einwirkung eine Änderung des Ag-

gregatzustands von fest nach flüssig vollziehen, um den Prozess der Intumeszenz zu ermög-

lichen. 

Gu et al. [73] beschreiben in ihren Untersuchungen, dass das Bindemittel sich positiv auf die 

Ausbildung der verkohlten Schaumstruktur auswirkt. Untersuchungen von reaktiven Brand-

schutzsystemen mit und ohne Bindemittel haben gezeigt, dass das Bindemittel die Freiset-

zung der Gase, die durch die Treibmittel gebildet werden, in reaktiven Brandschutzsystemen 

reguliert und so für eine gleichmäßige Kohlenstoffstruktur sorgt. Beim Fehlen des Bindemit-

tels konnte beobachtet werden, dass die Freisetzung der Gase unkontrolliert abläuft, sodass 
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sehr große Poren ausgebildet werden, die eine deutlich schlechtere thermische Schutzwir-

kung aufweisen. 

Im Rahmen ihrer Forschungsarbeiten zur thermischen Beständigkeit von reaktiven Brand-

schutzsystemen geben Olcese et al. [104] Rezepturen für wasserbasierte, lösemittelhaltige 

und epoxidharzbasierte Brandschutzsysteme an. Für wasserbasierte Brandschutzsysteme 

schlagen sie als Bindemittel Vinyl-Polymere, wie Polyvinylacetat (PVAC) oder Polyvinylalko-

hol (PVAL) vor (vgl. Abbildung 2-20). In beiden Fällen handelt es sich um wasserlösliche, 

synthetisch hergestellte Kunststoffe, deren Schmelzpunkte (70 – 230 °C) von ihrem Poly-

merisationsgrad abhängen. 

 

Abbildung 2-20: Strukturformel von Polyvinylacetat (C4H6O2) und Polyvinylalkohol (C2H4O) 
als Bindemittel für wasserbasierte Brandschutzsysteme 

Für lösemittelhaltige Brandschutzsysteme empfehlen Olcese et al. [104], Longdon et al. [98] 

und Bodzay et al. [53] als Bindemittel (Poly-)Acrylate einzusetzen, die sich durch ihre Acryl-

gruppe (CH2=CH-COR) auszeichnen. Bermes [52] und Wang et al. [127] schlagen hingegen 

Polypropylen (PP) bzw. Polyethylen (PE) vor, da diese eine gute mechanische Dauerhaf-

tigkeit sowie eine gute chemische Resistenz aufweisen (vgl. Abbildung 2-21). 

 

Abbildung 2-21: Strukturformel von (Poly-)Acrylat, Polypropylen und Polyethylen als Binde-
mittel für lösemittelhaltige Brandschutzsysteme 

Bei epoxidharzbasierten Brandschutzsystemen kommen ausschließlich Zwei-Komponenten-

Harze zum Einsatz. Während Gomez-Mares et al. [72] und Gao et al. [69] Epoxidharze wie 

(2,2-[(1-methylethyliden)bis(4,1-phenyleneoxymethylen)]bisoxiran) in ihren Untersuchungen 

verwenden, verweisen Gu et al. [73] darauf, dass auch Polyester-Harze als Bindemittel ver-

wendet werden können. 

Bei ihren Bestrebungen, ein besonders thermisch stabiles, wasserbasiertes Brandschutzsys-

tem zu entwickeln, verwendeten Wang et al. [129] als Bindemittel ein Epoxid-Harz, dessen 
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molare Masse variiert wurde. Ihre Beobachtungen zeigen, dass mit zunehmender Molmasse 

der Schmelzpunkt der Bindemittelmatrix erhöht wird. Damit setzt die Expansion des Brand-

schutzsystems zwar zu einem späteren Zeitpunkt ein, durch die in höhere Temperaturberei-

che verlagerte Dekomposition des Bindemittels weist das Brandschutzsystem jedoch insge-

samt eine verbesserte thermische Stabilität auf. Anders als von den Autoren vermutet, führe 

wiederum eine zu hohe molare Masse des Bindemittels zur Ausbildung einer ungleichmäßi-

gen und ungebundenen Schaumstruktur. 

Additive 

Unter dem Begriff der Additive sind chemische Zusatzstoffe zu verstehen, die für die eigentli-

che Reaktion der Brandschutzsysteme nicht zwingend erforderlich sind, jedoch gezielt die 

chemischen und physikalischen Eigenschaften verbessern. Bermes [52] beschreibt in seiner 

Arbeit Additive als zusätzliche Salze, die aufgrund ihrer katalytischen Wirkung eine Vergrö-

ßerung der Schaumschicht bewirken oder die Pyrolyse der organischen Bestandteile verzö-

gern können. 

So schlagen Gomez-Mares et al. [72] und Koo [89] neben Perlite und Glasfüllstoffen auch 

keramische Fasern und Magnesiumsilikate als mögliche Additive für reaktive Brand-

schutzsysteme vor. Welche Wirkung diese Füllstoffe auf die Performance der Brand-

schutzsysteme haben, wird in ihren Arbeiten jedoch nicht weiter beschrieben. 

Erst Olcese et al. [104] haben im Rahmen ihrer Untersuchungen die Auswirkung von Glas-

füllstoffen auf das thermomechanische Verhalten von wasser- und lösemittelhaltigen sowie 

epoxidharzbasierten Brandschutzsystemen analysiert. Aus ihren Ergebnissen geht hervor, 

dass die Glasfüllstoffe in erster Linie den Schmelzpunkt der Bindemittelmatrix heraufsetzen 

und gleichzeitig zu einer Verminderung der Rauchemission durch Kohlenstoffmonoxid (CO) 

und Kohlenstoffdioxid (CO2) von bis zu 25 % führen.  

Bodzay et al. [53] fanden eine Möglichkeit, sowohl die mechanische als auch die thermische 

Beständigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen zu verbessern, indem sie drei minerali-

sche Nano-Lehme (engl. nanoclays) verwendeten. Sie untersuchten die Wirkung der 

Schichtsilikate Montmorillonit (MT), Palygorskit (PAL) und Sepiolith (SEP) und fanden her-

aus, dass sich vor allem Sepiolith aufgrund seiner feinfaserigen Kristallstruktur dazu eignet, 

die Widerstandsfähigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen gegenüber der Pyrolyse zu 

erhöhen und damit die thermische Schutzwirkung auch im Hochtemperaturbereich aufrecht-

zuerhalten. Ähnliche Bestrebungen sind den Arbeiten von Wang et al. [127] und Wang et al. 

[128] zu entnehmen, bei denen metallische Chelatkomplexe (CuSAO, CoCAO und NiSAO) 

zum Einsatz kamen, die auf Salicylaldoxim (SAO, C7H7NO2) basierten. Ihren Ergebnissen 

zufolge begünstigen die metallischen Additive die Ausbildung einer kompakten und stabilen 
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Kohlenstoffschaumstruktur, was in einem späteren Einsetzen des Massenverlustes in Tem-

peraturbereichen höher 400 °C resultiert. Grundlage hierfür ist eine Vernetzung der Schaum-

struktur, die aufgrund einer hohen Viskosität der Bindemittelmatrix-Schmelze ausgebildet 

wird. Zusätzlich erfolgt eine Vernetzung zwischen den Phosphaten und dem Polyvinylalko-

hol, die durch die Katalyse der metallischen Chelatkomplexe begünstigt wird. 

Reaktionsabläufe während der Expansion 

Das Verständnis über die Reaktionsabläufe innerhalb reaktiver Brandschutzsysteme beruht 

in der Regel auf einer APP-PER-MEL-Formulierung. Die Ausbildung der Kohlenstoffstruktur 

während der Expansion reaktiver Brandschutzsysteme wird signifikant durch die thermischen 

Eigenschaften der Einzelbestandteile und deren Interaktionen bzw. Synergieeffekte beein-

flusst. Wie die DTA-Kurven von Wang et al. [132] in Abbildung 2-22 zeigen, weisen Ammoni-

umpolyphosphat (APP), Pentaerythrit (PER) und Melamin (MEL) nahezu deckungsgleiche 

Temperaturbereiche auf, in denen sie thermisch aktiviert bzw. umgesetzt werden. Unter der 

DTA ist dabei die Differenz-Thermoanalyse zu verstehen; eine angewandelte Messmethode 

der dynamischen Differenzkalorimetrie (engl. Differential Scanning Calorimetry, kurz: DSC), 

die zur Analyse von Reaktionen und Phasenübergängen genutzt wird. 

Ammoniumpolyphosphat (APP), das als Säurespender bei der Ausbildung der Kohlen-

stoffstruktur fungiert, schmilzt ab einer Temperatur von 198 °C und zerfällt ab 260 °C in 

Phosphorsäure und Ammoniak (vgl. Abbildung 2-23). Die Phosphorsäure kann wiederum ab 

Temperaturen von 300 °C zu Pyrophosphaten und Polyphosphaten dehydrieren (vgl. Wang 

et al. [132]) Insgesamt lassen sich diese Reaktionen in den beiden Peaks der DTA-Kurve 

von APP in Abbildung 2-22 wiederfinden. 

Anders als APP unterliegt Pentaerythrit (PER) bei Temperaturen zwischen 181 – 208 °C 

zunächst einer Transformation der kristallinen Struktur bevor zwischen 238 – 266 °C der 

Schmelzvorgang einsetzt. Bei einer weiteren Temperatursteigerung (266 – 382 °C) wird PER 

thermisch umgesetzt, wie den Peaks aus der DTA-Kurve in Abbildung 2-22 entnommen wer-

den kann.  

Melamin (MEL), das als Treibmittel in reaktiven Brandschutzsystemen zum Einsatz kommt, 

unterliegt bei Temperaturerhöhung (200 – 395 °C) einer mehrstufigen Kondensationsreakti-

on. Hierbei wandelt sich Melamin unter Abspaltung von flüchtigem Ammoniak (NH3) zu-

nächst in Melam und anschließend in Melem um (vgl. Abbildung 2-24). Eine direkte Bildung 

von Melem aus Melamin ist nach Angaben von Costa et al. [60] ebenfalls möglich. Den 

Hauptreaktionspeak bei der thermischen Umsetzung von Melamin haben Wang et al. [132] 

bei einer Temperatur von 361 °C detektiert.  
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Die Kondensationsreaktion von Melamin tritt primär ein, wenn kein Reaktionspartner vorhan-

den ist. Im Beisein von APP kann Melamin auch zu Melaminphosphat (MP) bzw. Melaminpo-

lyphosphat (MPP) reagieren (vgl. Weil [134]). Sowohl MP als auch MPP werden heutzutage 

als Flammschutzmittel eingesetzt.  

Die Visualisierung der Reaktionstemperaturen von APP, PER und Melamin in Abbildung 

2-22 verdeutlicht, dass die Ausbildung der Kohlenstoffschaumstruktur nur aufgrund der De-

ckungsgleichheit der Temperaturbereiche möglich ist.  

 

Abbildung 2-22: DTA-Kurven von Ammoniumpolyphosphat (APP), Pentaerythrit (PER) und 
Melamin (MEL) sowie die zugehörigen Reaktionstemperaturen (unten) nach Wang et 

al. [132] 
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Abbildung 2-23: Thermischer Abbau von Ammoniumpolyphosphat (APP) und Bildung des 
Kohlenstoffgrundgerüstes durch Pentaerythrit (PER) nach Wang et al. [132] 

Initiiert wird die Reaktion reaktiver Brandschutzsysteme durch den Schmelzvorgang des 

PERs und der gleichzeitigen Umwandlung des APPs in Phosphorsäure bzw. Metaphosphor-

säure und Ammoniak (vgl. Tabeling [122] und Wang et al. [132]). PER unterliegt anschlie-

ßend aufgrund des Vorhandenseins der aus dem APP gebildeten Säure einer Dehydrierung. 

Diese Dehydrierung wird durch die Veresterung des PERs durch die Säure eingeleitet. Bei 
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dieser Reaktion bilden sich aufgrund einer Isomerisierung langkettige Kohlenwasserstoffver-

bindungen, die infolge einer nachgeschalteten Zyklisierung das für reaktive Brandschutzsys-

teme typische, kohlenstoffhaltige Grundgerüst ausbilden (vgl. Abbildung 2-23). Parallel dazu 

setzt die Kondensationsreaktion des Treibmittels ein, bei der flüchtiges Ammoniak (NH3) ge-

bildet wird, das für die Gasfreisetzung und die damit verbundene Ausbildung der wabenför-

migen Schaumstruktur der Brandschutzsysteme verantwortlich ist (vgl. Abbildung 2-24). 

 

Abbildung 2-24: Temperaturinduzierte Kondensation von Melamin nach Costa et al. [60] 

Titandioxid (TiO2), das in reaktiven Brandschutzsystemen in der Regel als weißes Pigment 

eingesetzt wird, geht nach Auffassung von Duquesne et al. [65] eine Reaktion mit dem APP 

ein und bildet Titanpyrophosphat. Dieses Titanpyrophosphat verbleibt als weißer Rückstand, 

nachdem sämtliche organische Bestandteile verbrannt sind, und gibt dem Brandschutzsys-

tem das markante Erscheinungsbild. Während Tabeling [122] diesen Zustand in einen Tem-

peraturbereich von 570 °C einordnet, gehen Wang et al. [132] davon aus, dass der Oxidati-

onsvorgang der Kohlenstoffschaumstruktur erst bei Temperaturen oberhalb von 620 °C ein-

setzt. Mit Einsetzen des Oxidationsvorgangs verliert das reaktive Brandschutzsystem an 

thermischer Schutzwirkung. Die Ursache hierfür liegt in der Ausbildung einer offenporigen 

Schaumstruktur, dessen Wärmedurchlasswiderstand gegenüber der geschlossenzelligen 

Struktur deutlich geringer ist (vgl. Tabeling [122]). 

Nationale und Europäische Zulassungsregelungen 

Reaktive Brandschutzsysteme zählen zu den normativ nicht geregelten Bauprodukten. In 

Deutschland werden sie daher auf der Grundlage von allgemeinen bauaufsichtlichen Zulas-

sungen (abZ) bzw. europäischen technischen Bewertungen (ETA) in den Markt eingeführt. 

Im Rahmen einer Zulassungserwirkung müssen die Brandschutzsysteme zahlreichen Prü-

fungen unterzogen werden. Während die Durchführung der Prüfungen auf nationaler Ebene 

auf der Grundlage der Zulassungsgrundsätze des Deutschen Instituts für Bautechnik 
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(DIBt) [76] erfolgt, werden auf europäischer Ebene die Zulassungsversuche durch die Leitli-

nie für europäische technische Zulassungen ETAG 018-2 [28] geregelt. Die thermische 

Schutzwirkung von RBS wird anhand von Erwärmungsversuchen an beschichteten Stahlplat-

ten und I-Profilen bei Zugrundelegung der DIN EN 13381-8 [16] untersucht. Darüber hinaus 

wird in den Zulassungsversuchen das Brandverhalten der Systeme gemäß 

DIN EN ISO 11925-2 [12] analysiert sowie ein „Fingerprint“ anhand einer thermogravimetri-

schen und infrarotspektroskopischen Analyse durchgeführt. 

Der im Folgenden vorgestellte Stand der Forschung bezieht sich ausschließlich auf reaktive 

Brandschutzsysteme mit einem Dämmschichtbildner als reaktive Komponente. Ablations- 

und Sublimationsbeschichtungen sind nicht Teil dieses Abschlussberichts.  
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2.4.2 Expansionsverhalten 

Ein Maß für die Bewertung der thermischen Schutzwirkung von reaktiven Brandschutzsys-

temen stellt u.a. der Expansionsfaktor α dar. Dieser beschreibt nach Gleichung (2.1) das 

Verhältnis zwischen der expandierten Schaumschichtdicke dθ und der Trockenschichtdi-

cke d0 bei einer Materialtemperatur θ. 

α(θ) = 
dθ

d0
[-]  (2.1) 

Jimenez et al. [85] untersuchten im Jahr 2006 das Expansionsverhalten eines Epoxidharzes 

in Kombination mit Ammoniumpolyphosphat (APP) und Borsäure bei einer Aufheizgeschwin-

digkeit von 10 K/min in einem Temperaturbereich von 25 – 500 °C (vgl. Abbildung 2-25).  

 

Epoxidharz: 

Diglycidylether von Bisphenol A 

(DGEBA) in Kombination mit 

Polyaminoamid 

Borsäure: 

Firma Aldrich (99 %) 

APP: 

Firma Clariant AG 

Abbildung 2-25: Expansionsverhalten von Epoxidharz in Kombination mit Ammoniumpoly-
phosphat (APP) und Borsäure aus Rheometer-Messungen gemäß Jimenez et al.[85] 

Während das Epoxidharz in ihren Untersuchungen lediglich einen Expansionsfaktor von 

α = 1,3 aufweist, führt die Addition von APP und Borsäure zu einer geringfügigen Zunahme 

des Expansionsfaktors auf α = 2,4. Höhere Expansionswerte konnten im Rahmen der Rheo-

meter-Messungen (ARES-20A Thermal Scanning Rheometer, Proben: 25 x 25 x 3 mm) auf-

grund des Fehlens eines Treibmittels sowie eines Kohlenstoffspenders nicht bestimmt wer-

den. 

Auch Wang et al. [129] untersuchten den Einfluss epoxidharzbasierter Bindemittel auf das 

Expansionsverhalten eines reaktiven Brandschutzsystems. In ihrer aus dem Jahr 2012 

stammenden Studie wurden insgesamt vier Bindemittel in eine APP-MEL-PER-TiO2-

Formulierung integriert. Die Bindemittel unterscheiden sich in ihren Molmassen sowie in den 

Mischungsverhältnissen zwischen Epoxidharz und Härter (vgl. Abbildung 2-26). Das Expan-

sionsverhalten der untersuchten Proben wurde im Rahmen eines Gasbrennerversuchs 
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(Dauer: 30 Minuten) mithilfe einer Videokamera (FS10 Canon Co. Japan) aufgezeichnet. 

Hierzu wurden Proben mit einer Trockenschichtdicke von 2,0 ± 0,1 mm auf Stahlplatten mit 

den Abmessungen 150 x 80 x 1 mm appliziert.  

 

 

Bez. Molmasse 

[g/mol] 

Verhältnis [g] 

Epoxid/Härter 

B1 446 18,9 / 6,6 

B2 568 20,4 / 5,1 

B3 1025 22,3 / 3,2 

B4 1739 23,2 / 2,3 

 

APP (n >1000): Weidong Che-

mistry Co. 

MEL: Luming Chemistry Co. 

PER + TiO2: Guoyao Chemical Re-

agent Co.  

Abbildung 2-26: Einfluss von epoxidharzbasierten Bindemitteln (B1-B4) auf das Expansions-
verhalten einer APP+MEL+PER+TiO2-Formulierung im Rahmen eines Gasbrenner-versuchs 

gemäß Wang et al. [129] 

Wie Abbildung 2-26 entnommen werden kann, lässt sich kein eindeutiger Zusammenhang 

zwischen den Molmassen der Bindemittel und den ermittelten Expansionsfaktoren feststel-

len. So weisen die Proben mit der kleinsten und größten Binder-Molmasse mit α = 7,7 (B1) 

und α = 9,7 (B4) die geringsten Expansionsfaktoren auf. 

 

Abbildung 2-27: Gemessene Expansionsfaktoren eines wasserbasierten Brandschutzsys-
tems im Rahmen von Cone-Calorimeter-Versuchen für einen konstanten Wärmestrom von 

35 und 75 kW/m² und variierende Trockenschichtdicken nach Mesquita et al. [102] 

Während Wang et al. [129] den Einfluss von Bindemitteln auf das Expansionsverhalten reak-

tiver Brandschutzsysteme untersuchten, fokussierte sich die Studie von Mesquita et al. [102] 
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aus dem Jahr 2009 auf den Einfluss verschiedener Wärmeströme (35 und 75 kW/m²) auf das 

Expansionsverhalten zweier wasserbasierter Brandschutzsysteme (CIN Protective Coatings 

und Nullifire) im Rahmen von Cone-Calorimeter-Versuchen. Anhand von beschichteten 

Stahlplatten (100 x 100 x 4 mm) fanden sie heraus, dass die untersuchten wasserbasierten 

Brandschutzsysteme ein stärkeres Expansionsverhalten aufweisen, wenn sie höheren Wär-

meströmen ausgesetzt sind. Zudem konnten Mesquita et al. [102] bei jeweils gleichen Wär-

meströmen größere Expansionsfaktoren für kleinere Trockenschichtdicken der Brand-

schutzsysteme ermitteln (vgl. Abbildung 2-27).  

 

Cone-Calorimeter-Versuche: 

Stahlplatten: 100 x 100 mm 

Wasserbasiertes RBS (Firetex, 

Leights Paints, GB) 

Videobasierte Analyse der Ex-

pansion (MATLAB-Auswertung) 

TSD: 280 – 1.650 μm 

 

 

 

 

Abbildung 2-28: Aus Cone-Calorimeter-Versuchen von Zhang et al. [141] berechnete Expan-
sionsfaktoren eines wasserbasierten Brandschutzsystems für unterschiedliche Stahlplatten- 

und Trockenschichtdicken sowie Wärmeströme von 50 und 65 kW/m² 

Zhang et al. [141] führten wenige Jahre später ebenfalls Cone-Calorimeter-Versuche für ein 

wasserbasiertes Brandschutzsystem durch, erweiterten dabei jedoch den Parameterbereich 

gegenüber Mesquita et al. [102], indem sie andere Wärmeströme (50 und 65 kW/m²), Stahl-
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plattendicken (5, 10 und 20 mm) sowie Trockenschichtdicken (ca. 500, 1000 und 1500 μm) 

untersuchten. In Abbildung 2-28 sind auszugsweise Ergebnisse für das wasserbasierte 

Brandschutzsystem Firetex der Firma Leights Paints (Großbritannien) für 5 und 20 mm dicke 

Stahlplatten dargestellt. Aufgrund der zum Teil sehr stark streuenden Trockenschichtdicken 

des Brandschutzsystems ist eine Aussage hinsichtlich des Einflusses der Wärmeströme auf 

das Expansionsverhalten nicht möglich. Hinzu kommt, dass die Wärmeströme mit 50 und 

65 kW/m² gegenüber den Untersuchungen von Mesquita et al. [102] deutlich näher bei ei-

nander liegen. Daher sind aller Voraussicht nach keine signifikanten Unterschiede in der 

Oberflächenbeschaffenheit der Schaumstruktur für die beiden Wärmeströme zu verzeichnen 

(vgl. Abbildung 2-28, rechts). Nichtsdestotrotz bestätigen die Ergebnisse von Zhang 

et al. [141], dass das Expansionsmaß von der Trockenschichtdicke des Brandschutzsystems 

und der Massigkeit der Stahlplatten abhängt. So werden die größten Expansionsfaktoren für 

Proben mit kleinster Trockenschichtdicke (TSD = 350 μm) und geringster Stahlplattendicke 

von 5 mm gemessen (vgl. Abbildung 2-28, oben). 

  

Abbildung 2-29: Gemessene Expansionsfaktoren eines wasserbasierten (wa), lösemittelhal-
tigen (lö) und epoxidharzbasierten (ep) RBS bei einer Temperatureinwirkung infolge ETK 

und einer konstanten Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min nach Tabeling [122] 

Eine systematische Analyse des Expansionsverhaltens von wasserbasierten, lösemittelhalti-

gen und epoxidharzbasierten Brandschutzsystemen bei variierenden Temperatureinwirkun-

gen führte Tabeling [122] in seiner Arbeit im Jahr 2014 durch. Neben der Einheits-

Temperaturzeitkurve (ETK) legte er konstante Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30 und 50 

K/min in einem Temperaturbereich von 20 – 1000 °C seinen Untersuchungen im Elektroofen 

(Nabertherm LE 1/11) zugrunde. Das Expansionsverhalten der untersuchten Brand-

schutzsysteme ermittelte er an dünnen Stahlplatten (20 x 20 x 1 mm) mit Trockenschichtdi-

cken zwischen 130 und 360 μm. Gegenüber den anderen, literaturbekannten Untersuchun-

gen wurden die Trockenschichtdicken der Brandschutzsysteme bewusst gering gewählt, um 
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den Temperaturgradienten innerhalb der expandierten Schaumschicht während der Tempe-

raturmessung so gering wie möglich zu halten. Auf diese Weise konnte Tabeling [122] durch 

eine bildbasierte Analyse den Expansionsfaktor der Brandschutzsysteme in Abhängigkeit der 

mittleren RBS-Temperatur ermitteln. Als Bestätigung für die Untersuchungen von Mesquita 

et al. [2] verweist Tabeling [122] in seiner Arbeit darauf, dass das Expansionsverhalten der 

untersuchten Brandschutzsysteme grundsätzlich von der Aufheizgeschwindigkeit abhängt. 

Die Einflüsse unter den verschiedenen Produktklassen fallen jedoch unterschiedlich stark 

aus. So reduziert sich z.B. der Expansionsfaktor vor allem für das lösemittelhaltige und das 

epoxidharzbasierte Brandschutzsystem bei geringen Aufheizgeschwindigkeiten am stärksten 

(vgl. Abbildung 2-29).    

 

Epoxidharzbasiertes Brand-
schutzsystem von Akzo Nobel: 

2,2‘-[(1-methylethylidene)bis 
(4,1-Phenyleneoxymethylene)]bis
-oxirane 

Ammoniumpolyphosphat (APP) 

Borsäure 

N-(2-aminoethyl)-N_-[2-[(2-
aminoethyl)amino]ethyl]-1,2-
ethanediamine 

Calciumcarbonat und Magnesi-
umsilikat als Additive 

Abbildung 2-30: Gegenüberstellung der gemessenen und simulierten Expansionsfaktoren 

eine epoxidharzbasierten Brandschutzsystems für eine Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min 

innerhalb eines fixed-bed tubular reactors nach Gomez-Mares et al. [72] 

Während Mesquita et al. [102], Zhang et al. [141] und Tabeling [122] ihre Expansionsunter-

suchungen an beschichteten Stahlplatten (jedoch mit unterschiedlichen Dicken) durchführ-

ten, untersuchten Gomez-Mares et al. [72] das Expansionsverhalten eines epoxidharzbasier-

ten Brandschutzsystems der Firma Akzo Nobel im Rahmen eines Fixed-Bed Tubular Reac-

tors. Bei diesem Versuchsaufbau (vgl. auch Barontini et al. [48]) handelt es sich um ein 

Edelstahlröhrchen (Dinnen = 18 mm, Länge = 60 mm), in dem eine 9 mm dicke Probe des 

Brandschutzsystems ohne Substrat positioniert wird. Das mit der Probe bestückte Edelstahl-

röhrchen wird wiederum in einem weiteren Edelstahlrohr (Dinnen = 31 mm, Länge = 638 mm) 

platziert, das sich in einem Elektroröhrenofen (HST 12/300 Carbolite) befindet. Auf diese 

Weise wird ein geschlossenes System ausgebildet, sodass Messungen der Gasphase wäh-

rend der Expansion des Brandschutzsystems mithilfe eines Fourier-Transformations-

Infrarotspektrometers (FTIR) möglich sind.   
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Trotz der hohen Probentemperaturen von bis zu 800 °C bei einer konstanten Aufheizge-

schwindigkeit von 10 K/min erreicht das untersuchte, epoxidharzbasierte Brandschutzsystem 

lediglich einen maximalen Expansionsfaktor von α = 5,4. Dies ist zum einen der hohen Tro-

ckenschichtdicke der Proben als auch dem Versuchsaufbau geschuldet. Durch die Anord-

nung der Proben innerhalb des Röhrchens entsteht ein reibungsbasierter Widerstand zwi-

schen der expandierenden Schaumstruktur des Brandschutzsystems und der inneren Man-

telfläche des Röhrchens. Hierdurch wird die Expansion des Brandschutzsystems stark ge-

hindert. Aus diesem Grund können die Ergebnisse von Gomez-Mares [72] nicht ohne Weite-

res mit den Ergebnissen von Wang et al. [129] verglichen werden. 

Grundsätzlich unterscheidet sich der Versuchsaufbau von Gomez-Mares [72] signifikant von 

anderen Untersuchungsmethoden. Zum einen befinden sich die Proben in einem undurch-

sichtigen Edelstahlröhrchen, sodass eine kontinuierliche Messung der Expansion nicht mög-

lich ist. Des Weiteren kann mit diesem Versuchsaufbau der Einfluss des Substrats durch die 

Variation der Massigkeit (Änderung der Stahlplattendicke) nicht untersucht werden. Zudem 

erfolgt die Erwärmung der Probe über die Mantelfläche des Röhrchens und damit senkrecht 

zu der Expansionsrichtung der Probe. Bei stahlplattenbasierten Untersuchungen erfolgt die 

Erwärmung des Brandschutzsystems hingegen unidirektional und parallel zu der Expansi-

onsrichtung. 

 

Analytische Expansionskurven: 

Grundlage: Materialmodell von 

Amon et al. [44] 

Anwendung für variierende 

Stahlplatten- und Trocken-

schichtdicken sowie Tempera-

tureinwirkungen 

Validierung anhand der Ergeb-

nisse von Zhang et al. [141] 

Abbildung 2-31: Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten auf das Expansionsverhalten eines 
reaktiven Brandschutzsystems nach den analytischen Ansätzen von Cirpici et al. [57]  

Ergebnisse, die ebenfalls aus dem Rahmen fallen, wurden von Cirpici et al. [57] im Jahr 

2016 veröffentlicht. Sie gehen zwar davon aus, dass das Expansionsverhalten von reaktiven 

Brandschutzsystemen durch unterschiedliche Aufheizgeschwindigkeiten beeinflusst wird, 

entgegen der Erkenntnisse von Mesquita et al. [102] und Tabeling [122] beschreiben sie in 

ihrem Modell jedoch ein umgekehrtes Verhalten. Demnach tritt in ihrer Modellvorstellung die 
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größte Expansion bei geringen Aufheizgeschwindigkeiten auf. Eine fundierte Begründung, 

worauf sie dieses Verhalten zurückführen, geben sie jedoch nicht weiter an. Daher gilt es die 

Ergebnisse von Cirpici et al. [57] kritisch zu hinterfragen. 

Die Literaturanalyse hinsichtlich des Expansionsverhaltens von reaktiven Brandschutzsys-

temen bestätigt insgesamt, dass reaktive Brandschutzsysteme ein heizratenabhängiges 

Verhalten aufweisen. Mehrere voneinander unabhängige Untersuchungen bestätigen dabei, 

dass reaktive Brandschutzsysteme vor allem bei hohen Aufheizgeschwindigkeiten bzw. 

Wärmestromdichten ein stärkeres Expansionsvermögen besitzen. Mit zunehmender Reduk-

tion der Temperaturbeanspruchung bilden sich hingegen geringere Schaumschichtdicken 

aus, wie den Ergebnissen von Mesquita et al. [102] und Tabeling [122] entnommen werden 

kann. 

2.4.3 Wärmeleitfähigkeit 

Die Wärmeleitfähigkeit stellt zusammen mit dem Expansionsfaktor und der Ausbildung einer 

gleichmäßigen, feinporigen Schaumstruktur die wesentlichen Einflussgrößen für die thermi-

sche Schutzwirkung reaktiver Brandschutzsysteme dar. Diese Erkenntnis wurde erst mit zu-

nehmender Erforschung der Brandschutzsysteme in den letzten Jahrzehnten gewonnen. 

Hosser et al. [82] gingen in ihren ersten Untersuchungen aus dem Jahr 1994 zunächst noch 

davon aus, dass die thermische Schutzwirkung von reaktiven Brandschutzsystemen primär 

durch die hohe spezifische Wärmekapazität dominiert wird. Im Rahmen ihres Forschungs-

projektes führten sie umfangreiche Vergleichsrechnungen an gusseisernen Stützen mit ei-

nem reaktiven Brandschutzsystem durch und leiteten auf diese Weise aus Erwärmungsver-

suchen die Dichte, die spezifische Wärmekapazität und die Wärmeleitfähigkeit für das unter-

suchte Brandschutzsystem ab (vgl. Abbildung 2-32). Für die Wärmeleitfähigkeit wurde hier-

bei ein Wert von 18,00 W/(m⋅K) bei 20 °C zugrunde gelegt und eine lineare Reduktion in 

Abhängigkeit der Temperatur unterstellt. Um konservative Ergebnisse zu erzielen, empfahlen 

Hosser et al. [82] zusätzlich die Wärmeleifähigkeit des reaktiven Brandschutzsystems ab 

einer Materialtemperatur von 450 °C der Wärmeleitfähigkeit von Baustahl gleichzusetzen. 

Die entsprechend modifizierte Kurve für die Wärmeleitfähigkeit des untersuchten Brand-

schutzsystems kann Abbildung 2-32 entnommen werden.  
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Materialkennwerte bei 20 °C: 

λ = 18,00 W/(m⋅K) 

ρ = 1800,00 kg/m³ 

cp = 1558,80 J/(kg⋅K) 

Die Verifikation der Material-

kennwerte erfolge im Rahmen 

einer Nachrechnung von Versu-

chen mit gusseisernen Stützen 

unter ETK-Bedingungen. 

Abbildung 2-32: Temperaturabhängige Kennwerte für die Wärmeleitfähigkeit, die spezifische 
Wärmekapazität und die Dichte von RBS nach Hosser et al. [82] 

Entscheidend für die Bewertung der Ergebnisse von Hosser et al. [82] ist, dass eine direkte 

und damit versuchsbasierte Messung der Wärmeleitfähigkeit reaktiver Brandschutzsysteme 

als eigenständigen Materialkennwert nicht möglich war. Somit bedienten sie sich der Ver-

gleichsrechnungen, um den Materialkennwert abzuschätzen. Einen anderen Ansatz wählte 

hingegen Hollmann [78] in seiner Arbeit aus dem Jahr 2011. Er untersuchte zwar reaktive 

Brandschutzsysteme für Holzbauteile, wählte jedoch einen analytischen Ansatz für die Be-

rechnung der Wärmeleitfähigkeit, der in ähnlicher Form inzwischen auch im Stahlbau von 

unterschiedlichen Autoren angewandt wird und u.a. auf Spitzer [117] zurückzuführen ist.  

Mit dem in Gleichung (2.2) beschriebenen Ansatz wird für das reaktive Brandschutzsystem 

eine äquivalente Wärmeleitfähigkeit berechnet, die von der Porosität ψ und dem mittleren 

Porendurchmesser dx abhängig ist. Insgesamt wird auf diese Weise die Wärmeleitung infol-

ge des Feststoffgerüstes und der Gase innerhalb der Poren sowie des Strahlungsanteils 

innerhalb der Poren berücksichtigt: 

λäq= 
1

1+η
 ⋅ (λP+G + 2 ⋅ η ⋅ λRBS + 4 ⋅ σ  ⋅εres ⋅ θM

3
 ⋅ dx)  (2.2) 

η = 
1

3
⋅(1-ψ)  (2.3) 

Es bedeuten: 

λP+G: Wärmeleitfähigkeit des Gases in der Pore [W/(m⋅K)] 

λRBS: Wärmeleitfähigkeit des Feststoffgerüstes [W/(m⋅K)] 

σ: Stefan-Boltzmann Konstante [W/(m²K4)] 

εres:  Resultierender Emissionsgrad [-] 

 θM: Mittlere Temperatur in der Pore [K] 

 dx:  Breite der Würfelpore [m] 
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 ψ: Porosität [-] 

 η: Faktor 

Während Hollmann [78] für die Porosität eine temperaturabhängige Entwicklung unterstellt, 

nimmt er für den Porendurchmesser der Schaumstruktur einen einheitlichen Wert an, den er 

zwischen 1,0 und 9,0 mm variiert und schlussendlich zu 30 mm festlegt. Bei der Beschrei-

bung der Porenform beschränkt sich Hollmann [78] ausschließlich auf eine Würfelgeometrie 

und begründet diese Annahme mit Computertomographie-Aufnahmen. 

Den Anfangswert der Wärmeleitfähigkeit legt Hollmann [78] mit 7,5 W/(m⋅K) fest, beschreibt 

über die temperaturbedingte Zunahme der Porosität jedoch eine signifikante Reduktion der 

Wärmeleitfähigkeit auf Werte von bis zu 0,25 W/(m⋅K). Für den Temperaturbereich oberhalb 

von 600 °C berücksichtigt er eine erneute Zunahme der Wärmeleitfähigkeit, die das Abfallen 

des Brandschutzsystems nach der Entzündung des holzbasierten Substrats beschreiben soll 

(vgl. Abbildung 2-33). 

Einen ähnlichen Ansatz zur Beschreibung der äquivalenten Wärmeleitfähigkeit reaktiver 

Brandschutzsysteme verfolgten Di Blasi et al. [61]. Für ihre analytische Formulierung gehen 

sie davon aus, dass die Reaktion des Brandschutzsystems schichtweise erfolgt. Durch einen 

Wärmestrom aktiviert, expandiert das Brandschutzsystem zunächst an der Oberfläche und 

bildet eine verkohlte Schaumstruktur. In der darunterliegenden Schicht laufen hingegen noch 

die chemischen Reaktionen ab, in denen die Einzelbestandteile (S1 bis S3) einer Umwand-

lung in flüchtige Bestandteile (V1 bis V3) und der Ausbildung einem verkohlten Schaumge-

rüst (C) unterliegen (vgl. Abbildung 2-34). In der untersten Schicht befindet sich das Aus-

gangsmaterial hingegen noch in einem unreagierten Zustand und reagiert erst, wenn die 

entsprechende Aktivierungstemperatur erreicht wird. 

 

Beschichtungssysteme für Holz-

substrate:  

Entwicklungslinie SEF: RBS aus 

keramisierenden Elastomeren 

Entwicklungslinie RAB: Trans-

parentes 2-Komponentensystem 

auf Wasserbasis 

Entwicklungslinie IN: weiß pig-

mentiertes 1-Komponenten-

system auf Acrylatbasis. 

 

Abbildung 2-33: Standardisierte thermische Materialkennwerte für Hochleistungsbrand-
schutzbeschichtungen für einen Entzündungsschutz von 30 Minuten von Holzbauteilen nach 

Hollmann [78] 
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Ausgehend von diesem Modell unterstellen Di Blasi et al. [61], dass die Wärmeleitfähigkeit 

der expandierten Schaumschicht eines reaktiven Brandschutzsystems ausschließlich von 

dem Grundmaterial und der innerhalb der ausgebildeten Poren eingeschlossenen Gase ab-

hängig ist. Als Maß für die Beschreibung des Porenanteils führen Di Blasi et al. [61] die Po-

rosität Ψ ein und verwenden diese als Gewichtungsfaktor bei der Berechnung der effektiven 

Wärmeleitfähigkeit eines reaktiven Brandschutzsystems nach der sog. Mixture-Rule (vgl. 

Abbildung 2-34, rechts). Der Strahlungsanteil, der bei Hollmann [78] berücksichtigt wird, 

bleibt dabei unberücksichtigt. 

Tabeling [122] greift den Ansatz von Di Blasi et al. [61] in seiner Arbeit auf und erweitert die-

sen um den Strahlungsanteil innerhalb der Poren in Anlehnung an Staggs [118]. Dabei un-

terstellt er, dass die Temperatur innerhalb der Poren nahezu homogen ist und die innerhalb 

der Schaumstruktur auftretende Wärmestrahlung vollständig von dem Grundmaterial der 

Poren absorbiert bzw. emittiert wird. Hierdurch ergibt sich der in Abbildung 2-35 rechts dar-

gestellte mathematische Zusammenhang für die Berechnung der äquivalenten Wärmeleitfä-

higkeit eines reaktiven Brandschutzsystems. Die Berechnung der Porosität erfolgt dabei in 

Abhängigkeit des Expansionsfaktors. Daher ergeben sich für unterschiedliche Aufheizge-

schwindigkeiten (10 bis 50 K/min) leicht unterschiedliche Kurven für die Wärmeleitfähigkeit 

(vgl. Abbildung 2-35). Bedingt durch das heizratenabhängige Expansionsverhalten führt Ta-

beling [122] mit seinem Ansatz damit erstmals auf, dass auch die Wärmeleitfähigkeit eine 

Heizratenabhängigkeit aufweist. 

 

Abbildung 2-34: Schematische Darstellung der schichtweisen Reaktion von RBS und der 
daraus resultierenden effektiven Wärmeleitfähigkeit nach Di Blasi et al. [61] 
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Den Anfangswert der Wärmeleitfähigkeit definiert Tabeling [122] mit 0,45 W/(m⋅K) für alle 

von ihm untersuchten Aufheizgeschwindigkeiten gleich. Zusätzlich berücksichtigt er in sei-

nem Ansatz die Ausbildung einer offenporigen Schaumstruktur infolge der Pyrolyse organi-

scher Bestandteile durch eine lineare, künstliche Erhöhung des Porendurchmessers von 1,2 

auf 2,0 mm ab einer RBS-Temperatur von 550 °C.  

 

Berechnung der äquivalenten 
Wärmeleitfähigkeit nach Ta-
beling: 

λäq= ψ ⋅ (λP+G + 4 ⋅ σ ⋅ θM 
3 ⋅ dx) + 

(1 - ψ) ⋅ λRBS 

 

mit λP+G: Wärmeleitfähigkeit des 

               Mediums innerhalb der  

               Poren 

      λRBS: Wärmeleitfähigkeit des 

               Grundmaterials 

         dx: Porendurchmesser 

          ψ: Porosität 

Abbildung 2-35: Berechnete, äquivalente Wärmeleitfähigkeit reaktiver Brandschutzsysteme 
für Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30 und 50 K/min nach Tabeling [122] 

Cirpici et al. [57] leiten ebenfalls eine mathematische Formulierung für die Wärmeleitfähigkeit 

von reaktiven Brandschutzsystemen her und berücksichtigen dabei sowohl die Wärmeleifä-

higkeit des Grundmaterials und der Gase innerhalb der Poren als auch den Strahlungsanteil 

innerhalb der Poren. In Analogie zu Tabeling [122] berücksichtigen Cirpici et al. [57] die Po-

rosität innerhalb ihres mathematischen Ansatzes, die sie aus den heizratenabhängigen Ex-

pansionsfunktionen aus Abbildung 2-31 berechnen. Da Cirpici et al. [57] in ihrem Modell un-

terstellen, dass die größte Expansion ihres untersuchten Brandschutzsystems bei den ge-

ringsten Aufheizgeschwindigkeiten auftritt, resultiert hieraus die geringste Wärmeleitfähigkeit 

daher ebenfalls für die geringste Aufheizgeschwindigkeit (vgl. Abbildung 2-36). Dies steht im 

Widerspruch zu den Untersuchungen von Tabeling [122]. 
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Berechnung der effektiven 

Wärmeleitfähigkeit nach Cirpici: 

 

λeffektiv = 
λ

α
    [W/(m⋅K)] 

mit λ: Wärmeleitfähigkeit aus   

         dem nebenstehenden   

         Diagramm [W/(m⋅K)] 

       α: Expansionsfaktor [-] 

Abbildung 2-36: Berechnete, heizratenabhängige Wärmeleitfähigkeit eines reaktiven Brand-
schutzsystems unter Berücksichtigung des Expansionsverhaltens (Änderung der Porengrö-

ße) nach Cirpici et al. [57] 

Um die thermische Schutzwirkung eines wasserbasierten und eines lösemittelhaltigen reakti-

ven Brandschutzsystems zu untersuchen, führten Bartholmai et al. [48] im Jahr 2003 Cone 

Calorimeter Versuche an beschichteten Stahlplatten (100 x 100 x 5 mm) durch. Der Einfluss 

variierender Erwärmungen wurde dabei anhand von unterschiedlichen Wärmestromdichten 

(30, 45, 60, 75 und 90 kW/m²) analysiert. Neben der Stahltemperatur, die sie auf der Rück-

seite der Stahlplatte ermittelten, berechneten sie zudem die effektive Wärmeleitfähigkeit bzw. 

den Wärmedurchlasswiderstand der reaktiven Brandschutzsysteme mithilfe der Fou-

rier’schen Wärmeleitungsgleichung. Für die Berechnungen verwendeten sie das Programm 

IOPT2D, das an der Bundesanstalt für Materialforschung und -prüfung (BAM) entwickelt 

wurde. In Abbildung 2-37 sind exemplarisch die Ergebnisse ihrer Untersuchungen für das 

wasserbasierte Brandschutzsystem mit einer Trockenschichtdicke von ca. 1,0 mm darge-

stellt. Ihre Messergebnisse zeigen, dass die effektive Wärmeleitfähigkeit des wasserbasier-

ten Brandschutzsystems nach der Expansion für alle untersuchten Wärmestromdichten na-

hezu konstant ist, jedoch für höhere Wärmestromdichten höhere Werte aufweist. Auch der 

Wärmedurchlasswiderstand (vgl. Abbildung 2-37, rechts) deutet darauf hin, dass das Brand-

schutzsystem eine bessere thermische Schutzwirkung für geringere Wärmestromdichten 

aufweisen. In wieweit dies plausibel ist und ob die Ergebnisse im Widerspruch zu den Er-

gebnisse von Tabeling stehen, wird bei der Betrachtung der Berechnungsvorschrift der effek-

tiven Wärmeleitfähigkeit (vgl. Gleichung 2.4) diskutiert. 
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Abbildung 2-37: Effektive Wärmeleitfähigkeit (links) und Wärmedurchlasswiderstand (rechts) 
eines wasserbasierten RBS aus Cone Calorimeter Messungen für variierende Wär-

mestromdichten von Bartholmai et al. [48] 

Ähnlich wie Bartholmai et al. [48]  bewerteten Wang et al. [130] die thermische Schutzwir-

kung ihres wasserbasierten Brandschutzsystems unter Zuhilfenahme der effektiven Wärme-

leitfähigkeit. Hierzu führten sie Versuche an beschichteten Stahlplatten (100 x 100 x 10 mm) 

in einem Elektroofen durch. Als thermische Einwirkung legten sie Brandkurven zugrunde, die 

in ihrem Verlauf sehr stark der Einheits-Temperaturzeitkurve ähneln und sich lediglich in der 

Maximaltemperatur (Brandkurve I: 450 °C; Brandkurve III: 830 °C) nach 90 Minuten unter-

scheiden. Wie Abbildung 2-38 entnommen werden kann, konnten Wang et al. [130] keinen 

eindeutigen Zusammenhang zwischen der effektiven Wärmeleitfähigkeit und den untersuch-

ten Brandkurven feststellen. Gleichwohl liegt ein signifikanter Unterschied in der effektiven 

Wärmeleitfähigkeit für die unterschiedlichen Trockenschichtdicken von 1,0 und 2,0 mm vor. 

Zwar bilden die Proben mit einer Trockenschichtdicke von 2,0 mm eine größere Endschicht-

dicke (28,91 mm (Brandkurve I) und 30,88 mm (Brandkurve III)) gegenüber den Proben mit 

einer Trockenschichtdicke von 1,0 mm (17,14 mm (Brandkurve I) und 22,60 mm (Brandkur-

ve III)), die effektive Wärmeleitfähigkeit ist jedoch etwa doppelt so groß. Dies stellt auf den 

ersten Blick einen Widerspruch dar, da die ermittelten Stahlplattentemperaturen für die Pro-

ben mit größerer Trockenschichtdicke geringer ausfallen. Bei näherer Betrachtung der Be-

rechnungsgleichung für die effektive Wärmeleitfähigkeit (vgl. Gleichung 2.4) wird jedoch er-

sichtlich, dass die Trockenschichtdicke in der Gleichung als linearer Faktor eingeht und bei 

einem annähernd gleichen Quotienten aus Temperaturänderung in der Stahlplatte (∆θa,t) und 

der Differenz zwischen Brandraum- und Stahlplattentemperatur (θt – θa,t) in höheren Werten 

für die effektive Wärmeleitfähigkeit resultiert. Aus diesem Grund kann die Bewertung der 

thermischen Schutzwirkung eines reaktiven Brandschutzsystems anhand der effektiven 

Wärmeleitfähigkeit allein zu Fehlinterpretationen führen und bedarf einer großen Expertise.  
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Abbildung 2-38: Berechnete Wärmeleitfähigkeit eines wasserbasierten Brandschutzsystems 
(PMA, Renitherm) infolge zweier von der ETK abweichenden Temperatur-Zeit-Kurven nach 

Wang et al. [130] 

Ähnliche Rückschlüsse lassen sich ebenfalls anhand der experimentellen Untersuchungen 

von Wang et al. [131] ziehen. Sie bewerteten die Performance ihres untersuchten reaktiven 

Brandschutzsystems (Angaben zu der Produktklasse fehlen) ebenfalls anhand der effektiven 

Wärmeleitfähigkeit und führten hierzu Brandversuche an allseitig beschichteten Stahlplatten 

(270 x 200 x 16 mm) durch. Die Trockenschichtdicke variierten sie ähnlich wie Wang et 

al. [130] jeweils zu 1,0 und 2,0 mm. Als thermische Einwirkung verwendeten sie jedoch die 

Einheits-Temperaturzeitkurve. 

Trotz der Tatsache, dass die Proben mit der höheren Trockenschichtdicke in geringeren 

Stahlplattentemperaturen resultieren und höhere expandierte Schaumschichtdicken aufwei-

sen (Endschichtdicke: 85 mm für eine TSD = 2,0 mm und Endschichtdicke: 47 mm für eine 

TSD = 1,0 mm), führt die Anwendung von Gleichung (2.4) zu den in Abbildung 2-39 darge-

stellten Verläufen der effektiven Wärmeleitfähigkeit. Auch hier ergeben sich für die höheren 

Trockenschichtdicken des Brandschutzsystems höhere Werte für die effektive Wärmeleitfä-

higkeit trotz der besseren thermischen Schutzwirkung. Da in diesem Fall die Beflammung 

der Stahlplatten allseitig erfolgte, was gegenüber den gängigen Prüfkonzepten unüblich ist, 

werden aufgrund des veränderten Profilfaktors und der höheren thermischen Einwirkung 

infolge der Einheits-Temperaturzeitkurve größere effektive Wärmeleitfähigkeiten ermittelt als 

bei Wang et al. [130]. 
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Abbildung 2-39: Berechnete Wärmeleitfähigkeit eines RBS gemäß DIN EN 13381-4 für all-
seitig beschichtete Stahlplatten nach Wang et al. [131] 

Als Berechnungsvorschrift für die effektive Wärmeleitfähigkeit legen Wang et al. [131] den 

Ansatz aus DIN EN 13381-4 [15] für passive Brandschutzmaterialien zugrunde, vernachläs-

sigen dabei jedoch den Anteil des Wärmespeichervermögens durch das Brandschutzmateri-

al. Auf diese Weise reduzieren sie die normativ geregelte Berechnungsvorschrift auf den 

Ansatz in Gleichung (2.4), der in derselben Form inzwischen in DIN EN 13381-8 [16] definiert 

ist.  

 λp,t(t)= [dp∙
V

Ap
∙ca∙ρ

a
∙

1

(θt-θa,t)∙∆t
] ∙∆θa,t  (2.4) 

Es bedeuten: 

 dp:  Trockenschichtdicke des reaktiven Produkts [m] 

V/Ap: Inverse des Profilfaktors [m] 

ca:  Temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität des Baustahls [J/(kg⋅K)] 

ρ
a
:  Dichte des Baustahls [kg/m³] 

 θt: Temperatur im Brandraum [°C] 

 θa,t: Stahltemperatur [°C] 

 ∆t:  Zeitschrittweite [sek] 

 ∆θa,t: Anstieg der Stahltemperatur innerhalb des Zeitschritts ∆t [K] 

 

Lucherini et al. [100] orientierten sich bei der Auswertung ihrer Ergebnisse direkt an der Be-

rechnungsvorschrift der DIN EN 13381-8 [16], führten jedoch nicht die effektive Wärmeleitfä-

higkeit sondern den Wärmedurchlasswiderstand (vgl. Abbildung 2-40) als eine Messgröße 

zur Bewertung der thermischen Schutzwirkung ihrer untersuchten reaktiven Brandschutzsys-

teme auf. Insgesamt untersuchten sie auf diese Weise ein wasserbasiertes und ein lösemit-
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telhaltiges Brandschutzsystem, das sie jeweils auf ein IPE400-Profil sowie auf Stahlplatten 

100 x 100 x 10 mm applizierten. Ihre Versuche führten Lucherini et al. [100] sowohl in einem 

Elektroofen als auch in einem gasbrennerbetriebenen Ofen sowie in einem Cone Calorimeter 

durch. Auf diese Weise untersuchten sie den Einfluss verschiedener Temperaturzeitkurven 

mit unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten und variierender Wärmestromdichten auf 

das thermische Verhalten der beiden Brandschutzsysteme. Als Referenzgröße diente wiede-

rum die Einheits-Temperaturzeitkurve. 

In Abbildung 2-40 sind die Wärmedurchlasswiderstände des wasserbasierten Brand-

schutzsystems dargestellt, die aus Brandversuchen an IPE400-Profilen für Temperaturzeit-

kurven mit einer schnellen, mittleren und geringeren Aufheizgeschwindigkeit sowie für die 

Einheits-Temperaturzeitkurve ermittelt wurden. Die zugehörigen Temperaturzeitkurven sind 

in Abbildung 2-41 aufgeführt.  

 

Berechnung des thermischen 

Wärmedurchlasswiderstandes 

nach Lucherini et al.: 

 

R(t) = 
dp(t)

λp(t)
    [m²⋅K/W] 

 

R(t) = 
1

ρs⋅cs
⋅

Tg(t)-Ts(t)

∆Ts(t)
⋅

As

Vs
⋅∆t  

mit Tg: Brandraumtemperatur 

und Ts: Stahltemperatur  

 

Abbildung 2-40: Berechneter Wärmedurchlasswiderstand eines wasserbasierten Brand-
schutzsystems (TSD = 890 – 950 μm) in Abhängigkeit der Aufheizgeschwindigkeit aus 

Brandversuchen an beschichteten IPE400-Profilen nach Lucherini et al. [100]  

Mit zunehmender Aufheizgeschwindigkeit nimmt der Wärmedurchlasswiderstand des unter-

suchten Brandschutzsystems vermeintlich ab. Diesen Zusammenhang vermittelt zumindest 

die zeitliche Darstellung des Wärmedurchlasswiderstandes in Abbildung 2-40. Der von Lu-

cherini et al. [100] definierte Effizienzparameter ηp(t) steht diesem Zusammenhang jedoch 

entgegen und zeigt eindeutig, dass die thermische Schutzwirkung der beiden untersuchten 

Brandschutzsysteme mit zunehmender Aufheizgeschwindigkeit zunimmt (vgl. Abbildung 

2-41). Das lösemittelhaltige Brandschutzsystem reagiert dabei im Vergleich zu dem wasser-

basierten Brandschutzsystem sensitiver auf die unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten. 
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Abbildung 2-41: Thermische Schutzwirkung (bezogene Temperaturdifferenz zwischen unge-
schützten und geschützten Proben) eines lösemittelhaltigen und wasserbasierten Brand-
schutzsystems in Abhängigkeit der Aufheizgeschwindigkeit (links) und untersuchte Brand-

raumtemperaturen (rechts) nach Lucherini et al. [100] 

Den Effizienzparameter definieren Lucherini et al. [100] in ihrer Arbeit als Temperaturdiffe-

renz zwischen ungeschützten und geschützten Stahlprofilen, wobei sie den Differenzwert 

noch zusätzlich auf die Temperatur der ungeschützten Probe beziehen. Auf diese Weise 

erhalten sie einen dimensionslosen Parameter, der bei geringen Unterschieden zwischen 

den ungeschützten und den geschützten Proben und damit bei einer geringen thermischen 

Schutzwirkung der reaktiven Brandschutzsysteme klein ausfällt (vgl. Abbildung 2-41). 

Insgesamt lässt sich festhalten, dass mehrere voneinander unabhängige Untersuchungen 

bestätigen, dass reaktive Brandschutzsysteme eine heizratenabhängige Wärmeleitfähigkeit 

besitzen, diese jedoch durch die effektive Wärmeleitfähigkeit nach DIN EN 13381-8 [16] fehl-

interpretiert werden kann. Daher bedarf es bei der Bewertung der effektiven Wärmeleitfähig-

keit von reaktiven Brandschutzsystemen stets eine hohe Expertise. Alternativ sollte die 

Wärmeleitfähigkeit nach den Ansätzen von Di Blasi [61] und Tabeling [122] aus den Expan-

sionskurven berechnet werden. Auf diese Weise wird anstelle der effektiven eine äquivalente 

Wärmeleitfähigkeit ermittelt, die den Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten korrekt wieder-

gibt. 

2.4.4 Spezifische Wärmekapazität 

In ihren Nachrechnungen von Erwärmungsversuchen an gusseisernen Stützen gingen Hos-

ser et al. [82] im Jahr 1994 noch davon aus, dass die Funktionsweise von reaktiven Brand-

schutzsystemen primär durch die spezifische Wärmekapazität geprägt ist. Sie gingen davon 

aus, dass die spezifische Wärmekapazität des von ihnen untersuchten Brandschutzsystems 

ab einer Temperatur von 100 °C linear ansteigt und bei 400 °C seinen Maximalwert erreicht. 
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Ab 500 °C unterstellten Hosser et al. [82] einen konstanten Verlauf für die spezifische Wär-

mekapazität (vgl. Abbildung 2-32). Hollmann [78] ist hingegen der Auffassung, dass die Zu-

nahme der spezifischen Wärmekapazität erst ab einer Temperatur von 400 °C einsetzt und 

nahezu kontinuierlich bis 1000 °C ansteigt (vgl. Abbildung 2-33). Endotherme Effekte, wie 

das Schmelzen des Brandschutzsystems oder die Ausbildung der verkohlten Schaumschicht 

werden durch die spezifische Wärmekapazität nicht abgebildet. Dabei existiert mit der dyna-

mischen Differenzkalorimetrie (engl. Differential Scanning Calorimetry, kurz: DSC) eine 

Messmethode, mit der sowohl eine genaue Ermittlung der spezifischen Wärmekapazität als 

auch einzelner Reaktionen und Phasenübergänge beliebiger Materialien bestimmt werden 

können. Eine abgewandelte Messmethode der DSC, die Differenz-Thermoanalyse (DTA), 

verwendeten Wang et al. [132] in ihrer Arbeit, um die chemischen Reaktionen, die während 

der Expansion ihres eigens entwickelten reaktiven Brandschutzsystems ablaufen, detektie-

ren und einzelnen Temperaturbereichen zuzuordnen zu können. So ordnen sie die en-

dothermen Peaks in Abbildung 2-42 bei 190 und 389 °C jeweils dem Schmelzen von Pen-

taerythrit (PER) und der Ausbildung der verkohlten Schaumschicht zu. Den exothermen 

Peak bei 661 °C führen sie hingegen auf die Oxidation organischer Bestandteile und die Bil-

dung von Kohlenstoffdioxid (CO2), das sich als Gas aus dem Brandschutzsystem verflüchtigt. 

 

 

 

Differenz-Thermoanalyse (DTA):   

Temperaturbereich: 25-1000 °C 

Heizrate:10 K/min 

Atmosphäre: Luft 

Messgerät: Setaram Mtb10-8 
 

Reaktives Brandschutzsystem:  

APP-PER-MEL + Nano-TiO2 

 

Abbildung 2-42: Gemessene DTA-Kurve eines reaktiven Brandschutzsystems bei 10 K/min 
und Luftatmosphäre nach Wang et al. [132] 

Tabeling [122] wendete in seiner Arbeit die DSC-Analyse an, um die spezifische Wärmeka-

pazität von drei verschiedenen reaktiven Brandschutzsystemen zu bestimmen. Hierfür ver-

wendete er Kleinstmengen (3 – 6 mg) der Produkte in Pulverform, die er in einem Alumini-

umoxidtiegel (Al2O3) bei unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten untersuchte. Ergebnis-

se für 10 K/min sind beispielhaft in Abbildung 2-43 aufgeführt. Trotz der unterschiedlichen 

Rezepturen, finden die wesentlichen Reaktionen in den untersuchten Brandschutzsystemen 
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annähernd in den gleichen Temperaturbereichen statt. Lediglich die Intensität und damit die 

Größe der Peaks weisen Unterschiede auf. 

 

Dynamische Differenzkalorimet-

rie (DSC): 

Temperaturbereich: 20-1000 °C 

Heizrate:10 K/min 

Atmosphäre: 80 % Ar / 20 % O2 

Messgerät: NETZSCH STA 409 
PC/PG 
 
Reaktive Brandschutzsysteme:  

Produkte eines deutschen Her-

stellers 

Abbildung 2-43: Gemessene DSC-Kurven eines wasserbasierten, lösemittelhaltigen sowie 
epoxidharzbasierten Brandschutzsystems nach Tabeling [122] 

Die gemessenen DSC-Signale (aufgenommene bzw. abgegebene Wärmemenge je Mas-

seneinheit) verwendete Tabeling [122], um die spezifische Wärmekapazität der untersuchten 

Brandschutzsysteme zu berechnen. Hierbei berücksichtigte er neben der Aufheizgeschwin-

digkeit auch die Massen- und Volumenänderung der Proben, die er aus der thermogravimet-

rischen Analyse (vgl. Kapitel 2.4.5) und der Expansionsanalyse (vgl. Kapitel 2.4.2) erhielt. 

 

Berechnung der spezifischen 

Wärmekapazität aus DSC-

Messungen nach Tabeling: 

cp= 
1

M
⋅
dQ

dt
⋅

dt

dθ
 

mit 
1

M
⋅

dQ

dt
: gemessenes DSC- 

                Signal  

           
dt

dθ
: Kehrwert der Aufheiz- 

                geschwindigkeit 

Abbildung 2-44: Spezifische Wärmekapazität reaktiver Brandschutzsysteme unter Berück-
sichtigung der Volumen- und Massenänderung für unterschiedliche Aufheizgeschwindigkei-

ten nach Tabeling [122] 

Auf diese Weise erhielt Tabeling [122] die in Abbildung 2-44 dargestellten spezifischen 

Wärmekapazitäten in Abhängigkeit der Aufheizgeschwindigkeit. Eine Differenzierung zwi-
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schen den einzelnen Brandschutzsystemen (lösemittelhaltig, wasser- und epoxidharzbasiert) 

nahm Tabeling [122] nicht mehr vor. Die in Abbildung 2-44 aufgeführten spezifischen Wär-

mekapazitäten stellen daher Mittelwerte aller von ihm untersuchten Brandschutzsysteme dar.  

Anders als beim Expansionsverhalten und der effektiven Wärmeleitfähigkeit finden sich für 

die spezifische Wärmeleitfähigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen in der Literatur weni-

ge Angaben. Die meisten Untersuchungen stammen aus der Produktentwicklung 

bzw. -optimierung, sodass sich die Analysen größtenteils auf die Reaktionen und Phasen-

umwandlungsprozesse fokussieren. Dennoch existiert mit der dynamischen Differenzkalori-

metrie und ihren abgewandelten Formen eine Methode, mit der die spezifische Wärmekapa-

zität ermittelt werden kann. Die Festlegung unterschiedlicher Aufheizgeschwindigkeiten im 

Rahmen der Messmethode erlaubt zudem die Analyse der Performance von Brand-

schutzsystemen bei Naturbränden. 

2.4.5 Rohdichte 

Hosser et al. [82] sowie Raveglia [107] nehmen jeweils vereinfachend in ihren Arbeiten an, 

dass die Rohdichte von reaktiven Brandschutzsystemen temperaturunabhängig ist. Während 

Hosser et al. [82] von einer Rohdichte von 1800 kg/m³ ausgehen (vgl. Abbildung 2-32), be-

grenzt sie Raveglia [107]  auf einen Wert von 10 kg/m³. Dieser erscheint für den Ausgangs-

zustand reaktiver Brandschutzsysteme als sehr gering, erweist sich jedoch in guter Nähe-

rung als zutreffend für den expandierten Reaktionszustand. 

Hollmann [78] geht in seiner Modellvorstellung ebenfalls von einer geringen Rohdichte 

(20 kg/m³) aus, die jedoch mit zunehmender Temperatur in einem maximalen Peak von 

170 kg/m³ bei 200 °C resultiert. Worauf Hollmann [78] diesen Peak zurückführt, wird nicht 

ersichtlich. Zumal erscheint dieser in Anbetracht der Volumenzunahme reaktiver Brand-

schutzsysteme infolge der Expansion als unrealistisch. Durch die Volumenzunahme ist viel-

mehr von einer Reduktion der Rohdichte auszugehen. Darüber hinaus existiert mit der ther-

mogravimetrischen Analyse (TGA) ein Messverfahren, mit dem eine temperaturabhängige 

Massenänderung reaktiver Brandschutzsysteme ermittelt werden kann. So führen Choi et 

al. [56] in ihrer Arbeit auf, dass der Reaktionsablauf von reaktiven Brandschutzsystemen in 

mehreren Schritten erfolgt und sich dies in dem temperaturabhängigen Massenverlust wider-

spiegelt (vgl. Abbildung 2-45). Die erste Reaktion und den damit zusammenhängenden Mas-

senverlust führen sie auf die Dehydratation ihres wasserbasierten Brandschutzsystems zu-

rück. Dies bestätigen sie durch eine zusätzliche massenspektroskopische Untersuchung, mit 

der sie die Freisetzung von Wasser (H2O) und Hydroxidionen (OH-) nachweisen (vgl. Abbil-

dung 2-45).  
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Somit unterliegen reaktive Brandschutzsysteme infolge der thermisch aktivierten Reaktionen 

einem Massenverlust, der zusammen mit der Volumenzunahme infolge Expansion in einer 

starken Reduktion der Rohdichte resultieren muss. Veranschaulicht wird dies von Choi et 

al. [56] zudem durch Rasterelektronenmikroskop-(REM)-Aufnahmen in Abbildung 2-45. 

 

 

 

Abbildung 2-45: Massenänderung des reaktiven Brandschutzsystems FC-MAX und Massen-
spektrometrie für H2O und OH- sowie Rasterelektronenmikroskop-(REM)-Aufnahmen der 

Einzelbestandteile und der Porenstruktur bei 600 °C nach Choi et al. [56] 

Da die thermogravimetrische Analyse (TGA) nicht nur für reaktive Brandschutzsysteme son-

dern auch für ihre Einzelbestandteile angewendet werden kann, führten Jimenez et al. [85] 

im Jahr 2006 Untersuchungen an Ammoniumpolyphosphat (APP), Borsäure und einem Epo-

xidharz sowie deren Kombinationen durch.  

 

Thermogravimetrische Analyse 

(TGA): 

Temperaturbereich: 20-800 °C 

Heizrate:10 K/min 

Probenmasse: 10 mg 

Atmosphäre: Synthetische Luft 

Durchfluss: 50 ml/min 

Messgerät: Setaram TG 92  

                   microbalance 

Eigenschaften der Einzelkompo-

nenten siehe Abbildung 2-25  

Abbildung 2-46: Massenänderung von Epoxidharz, Ammoniumpolyphosphat (APP), Borsäu-
re und deren Kombinationen nach Jimenez et al. [85] 
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Sie stellten u.a. fest, dass das Epoxidharz bereits bei 570 °C vollständig thermisch umge-

setzt wird, durch die Zugabe von Borsäure jedoch eine Restmenge von 37 % bis 800 °C ver-

bleibt. Das APP hat wiederum in der Kombination mit der Borsäure und dem Epoxidharz 

keinen signifikanten Einfluss auf die Massenänderung, da der Reaktionspartner in Form von 

Pentaerythrit (PER) in der Verbindung fehlt. 

 

Thermogravimetrische Analyse 

(TGA): 

Temperaturbereich: 25-800 °C 

Heizrate:10 K/min 

Probenmasse: 10 mg 

Atmosphäre: Luft 

Messgerät: SDTQ 600 TA 
 
Reaktives Brandschutzsystem:  

APP:PER:MEL = 2:1:1 

APP (n = 1000) Dujiangyan 

Kangan Fireproof & Burning-

prohibited Group Co. Ltd, China 

Abbildung 2-47: Einfluss von Eisen(III)-Oxid auf die Massenänderung einer APP-PER-MEL-
Formulierung nach Li et al. [96] 

Untersuchungen, welchen Einfluss Eisen(III)-Oxid sowie verschiedene Bindemittel auf das 

Massenänderungsverhalten einer APP-PER-MEL-Formulierung haben, wurden von Li et 

al. [96] und Wang et al. [129] durchgeführt. In beiden Fällen wendeten sie die thermogravi-

metrische Analyse an, wobei sie mit 10 und 20 K/min jeweils unterschiedliche Aufheizge-

schwindigkeiten für ihre Analysen zugrunde legten (vgl. Abbildung 2-47 und Abbildung 2-48). 

 

Thermogravimetrische Analyse 

(TGA): 

Temperaturbereich: 50-800 °C 

Heizrate:20 K/min 

Atmosphäre: Luft 

Durchfluss: 40 ml/min 

Messgerät: Pyris 1 TG analyzer 

Reaktive Brandschutzsysteme:  

APP/PER/MEL/TiO2 = 

31,1/18,8/15,2/6,9 [m-%] + Bin-

demittel (B1-B4) 

B1: 446 g/mol; B2: 568 g/mol 

B3: 1025 g/mol; B4: 1739 g/mol 

Abbildung 2-48: Einfluss der Molmasse eines epoxidharzbasierten Bindemittels auf das 
Massenänderungsverhalten einer APP-PER-MEL-TiO2-Formulierung nach Wang et al. [129] 
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Tabeling [122] widmete sich hingegen in seinen Untersuchungen der Fragestellung, ob die 

von ihm untersuchten Brandschutzsysteme ein stark abweichendes Massenänderungsver-

halten aufweisen. In seinen TG-Analysen, die er mit dem Analysegerät NETZSCH STA 409 

PC/PG bei einer Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min durchführte, stellte er fest, dass das 

wasserbasierte Brandschutzsystem gegenüber den beiden anderen Produkten eine gering-

fügig bessere thermische Stabilität aufweist (vgl. Abbildung 2-49).  

 

Thermogravimetrische Analyse 

(TGA): 

Temperaturbereich: 20-1000 °C 

Heizrate:10 K/min 

Atmosphäre: 80 % Ar / 20 % O2 

Messgerät: NETZSCH STA 409 
PC/PG 
 
Reaktive Brandschutzsysteme:  

Produkte eines deutschen Her-

stellers 

Abbildung 2-49: Massenänderungsverhalten eines wasserbasierten, lösemittelhaltigen sowie 
epoxidharzbasierten Brandschutzsystems nach Tabeling [122] 

Unter Berücksichtigung des Expansionsverhaltens (vgl. Kapitel 2.4.2) konnte Tabeling [3] 

mithilfe der gemessenen Massenänderungskurven die in Abbildung 2-50 dargestellte Materi-

alrohdichte für die von ihm untersuchten reaktiven Brandschutzsysteme ermitteln. Er diffe-

renziert dabei nicht zwischen den einzelnen Brandschutzsystemen und definiert die Material-

rohdichte für die Einheits-Temperaturzeitkurve. 

 

Abbildung 2-50: Temperaturabhängige Materialrohdichte von reaktiven Brandschutzsyste-
men nach Tabeling [122]  
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Da sowohl die Volumenänderung infolge Expansion als auch die Massenänderung für variie-

rende Aufheizgeschwindigkeiten ermittelt werden kann, lässt sich mit dem Ansatz von Ta-

beling [122] auch die Rohdichte für variierende Aufheizgeschwindigkeiten von Naturbränden 

ermitteln. 

Insgesamt finden sich in der Literatur wenige Angaben für die Rohdichte von reaktiven 

Brandschutzsystemen und deren heizratenabhängiges Verhalten. Vielmehr wird in den litera-

turbekannten Untersuchungen das Massenänderungsverhalten beleuchtet. Dennoch lassen 

sich die Ergebnisse der thermogravimetrischen Analysen dazu verwenden, um die Material-

rohdichte von reaktiven Brandschutzsystemen zu bestimmen. Hierzu muss jedoch die heiz-

ratenabhängige Volumenänderung der Brandschutzsysteme bekannt sein. 

 Zusammenfassung 2.5

Unter Berücksichtigung der verschiedenen Versuchsrandbedingungen der Literaturquellen 

wurde eine Datenbasis geschaffen, die insbesondere die thermischen Materialkennwerte für 

Brandschutzmaterialien in der Aufheizphase zusammenfasst. Die bestehende Kenntnislücke 

in der Abkühlphase und die fehlenden Materialkennwerte unter Naturbrandbeanspruchung, 

speziell bei Calciumsilikatplatten und dem Brandschutzputz, konnten während der systemati-

schen Aufbereitung der Daten ermittelt und aufgezeigt werden. Ferner hat die Auswertung 

der bestehenden Literaturquellen ergeben, dass für gipsgebundene Plattenbekleidungen 

(Gipskarton, Gipsfasern) bereits verschiedene thermoanalytische Untersuchungen vorge-

nommen worden sind. Für gipshaltige Plattenbekleidung ist somit eine umfassende Daten-

basis vorhanden, die bereits eine grobe Abschätzung der thermischen Materialkennwerte für 

die Aufheizphase einer Naturbrandbeanspruchung ermöglicht. Eine differenzierte Betrach-

tung der thermischen Kennwerte λ, ρ und cp von Gipsplatten und Gipsfaserplatten erfolgte 

jedoch nicht. Die Literaturstudie hat jedoch weiterhin ergeben, dass die thermischen Materi-

alkennwerte aus den verschiedenen Literaturquellen sich zum Teil stark voneinander unter-

scheiden. Die Differenz der Angaben kann auf die unterschiedlichen Zielrichtungen der Un-

tersuchungen der jeweiligen Autoren, die Materialunterschiede der Brandschutzbekleidungen 

und die verschiedenen Versuchsdurchführungen sowie auf die Wahl der Messmethoden und 

Verfahren zurückgeführt werden. Ferner haben die einzelnen Autoren die thermischen Mate-

rialkennwerte modifiziert, um chemische und physikalische Materialreaktionen während einer 

Brandbeanspruchung besser abzubilden. Folglich divergieren die thermischen Material-

kennwerte der Brandschutzbekleidungen, sodass keine allgemeingültige Aussage über das 

temperaturabhängige Materialverhalten von Brandschutzbekleidungen getroffen werden 

kann. Speziell für die Anwendung der Brandschutzmaterialien an geschützten Stahlbauteilen 
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unter Naturbrand besteht Forschungsbedarf, da die thermischen Kennwerte λ, ρ und cp so-

wohl für die Aufheizphase als auch für die Abkühlphase in Abhängigkeit der Temperatur be-

kannt sein sollten. Zusätzlich ergibt sich die Streuung der thermischen Materialkennwerte 

durch die Anwendung verschiedener thermoanalytischer Messverfahren. Die Ergebnisse 

zeigen somit die Notwendigkeit nach Rahmenbedingungen für standardisierte Prüfverfahren 

zur Ermittlung der thermischen Materialkennwerte von Brandschutzmaterialien, die im Rah-

men der vorliegenden Forschungsarbeit erarbeitet werden. 

 

Reaktive Brandschutzsysteme haben die Besonderheit, dass sie erst im Brandfall ihre ther-

mische Schutzwirkung entfalten, indem sie um das Vielfache ihrer Trockenschichtdicke ex-

pandieren. Bei Raumtemperaturbedingungen weisen sie eine geringe Trockenschichtdicke 

auf und haben daher aufgrund von gestalterischen Möglichkeiten im architektonischen 

Stahlbau stark an Bedeutung gewonnen. 

Hauptbestandteile von reaktiven Brandschutzsystemen sind eine anorganische Säure, ein 

Kohlenstoffspender, ein Treibmittel sowie ein Bindemittel, das alle Komponenten vereint. Die 

Funktionsweise von reaktiven Brandschutzsystemen wird dadurch gekennzeichnet, dass die 

Einzelbestandteile nahezu in demselben Temperaturbereich reagieren, wodurch die Ausbil-

dung der für die thermische Schutzwirkung verantwortlichen Kohlenstoffschaumstruktur erst 

ermöglicht wird. 

Die systematische Analyse internationaler Forschungsarbeiten hat aufgezeigt, dass zahlrei-

che Forschungsgruppen zum Teil voneinander unabhängig anhand von verschiedenen Ana-

lysemethoden zu der Erkenntnis kommen, dass reaktive Brandschutzsysteme ein heizraten-

abhängiges Verhalten aufweisen. Dieses äußert sich primär in der Expansion und der damit 

im Zusammenhang stehenden Wärmeleitfähigkeit der Brandschutzsysteme. Die Analysen 

der Forschungsgruppen zeigen eine Tendenz, dass die reaktiven Brandschutzsysteme vor 

allem bei höheren Aufheizgeschwindigkeiten bzw. Wärmestromdichten eine bessere Perfor-

mance zeigen. Der Grund hierfür ist der Tatsache geschuldet, dass reaktive Brandschutzsys-

teme als nicht genormte Bauprodukte im Rahmen des Zulassungsverfahrens derzeit auf Ba-

sis der Einheits-Temperaturzeitkurve geprüft werden. Die Normbrandkurve besitzt dabei vor 

allem im Anfangsbereich eine sehr hohe Aufheizgeschwindigkeit. 

Die heizratenabhängige Performance von reaktiven Brandschutzsystemen kann nicht für alle 

Produkte pauschalisiert werden. Vielmehr muss zwischen den einzelnen Produktklassen 

(lösemittelhaltig, wasser- und epoxidharzbasiert) unterschieden werden, da vor allem löse-

mittelhaltige Brandschutzsysteme die größte Sensitivität hinsichtlich der Aufheizgeschwin-

digkeiten besitzen. 
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Die Analyse der internationalen Forschungsarbeiten hat zudem gezeigt, dass die effektive 

Wärmeleitfähigkeit, die derzeit in DIN EN 13381-8 [16] dazu verwendet wird, um die Perfor-

mance von reaktiven Brandschutzsystemen zu bewerten, bei mangelnder Expertise zu Fehl-

interpretationen führen kann. Daher wird empfohlen, die Schutzwirkung von reaktiven Brand-

schutzsystemen anhand von zusätzlichen Kriterien zu bewerten. Dies wird in Kapitel 5.5 an-

hand der eigenen experimentellen Untersuchungen aufgezeigt. 
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3 Naturbrandszenarien 

 Einleitung 3.1

Neben der Einheit-Temperaturzeitkurve, kurz ETK, nach DIN 4102-2 (1977) werden im Nati-

onalen Anhang zur DIN EN 1991-1-2 (2010) [5] auch vereinfachte und allgemeine Natur-

brandkonzepte beschrieben, die eine realistischere und wirtschaftliche Bemessungen von 

Konstruktionen unter Brandbeanspruchung ermöglichen. Mittels der Einheits-

Temperaturzeitkurve kann unabhängig von Größe und Geometrie des Brandraums, Brand-

lasten und Ventilationsverhältnissen, der voll entwickelte Brand für die Prüfung der Tragfä-

higkeit von Bauteilen verwendet werden [138]. Die Einheits-Temperaturzeitkurve zeichnet 

sich durch einen konstanten Temperaturanstieg mit hohen Aufheizgeschwindigkeiten aus. Im 

Vergleich zur ETK sinken beim Naturbrand die Brandraumtemperaturen nach Aufzehren des 

Großteils der vorhandenen Brandlasten. Die Naturbrandszenarien schließen die Entste-

hungsphase, die Vollbrandphase und die Abklingphase eines Brandes mit ein. Der Verlauf 

eines Naturbrands zeichnet sich entsprechend durch eine Aufheizphase mit anschließender 

Abkühlphase aus, wohingegen die ETK stetig ansteigt. 

Naturbrände stellen gebäude- und nutzungsspezifische Ereignisse dar (vgl. [122]). Brand-

schutzbekleidungen können demnach unterschiedlichsten Temperatur-Zeitverläufen ausge-

setzt sein, die sich von ihrer Charakteristika deutlich von der Einheits-Temperaturzeitkurve 

unterscheiden können. In Abhängigkeit der Nutzung, der Brandraumgeometrie, der Brand-

lasten (Art und Menge) sowie den Ventilationsöffnungen können Vollbrände oder lokale 

Brände auftreten, die unterschiedliche hohe Brandraumtemperaturen zur Folge haben. Die 

thermische Einwirkung von geschützten Stahlbauteilen kann durch eine realitätsnahe Brand-

beanspruchung unter Berücksichtigung verschiedener Einflussparameter wie beispielsweise 

der Brandlast, oder der Ventilationsverhältnisse berechnet und genauer abgeschätzt werden. 

Es existieren eine Vielzahl weiterer Einflussfaktoren, die bei einem Brandszenario berück-

sichtig werden müssen. Sie können die Branddauer und Intensität der Brandraumtemperatu-

ren erheblich beeinflussen, weshalb sie im Folgenden genauer erläutert werden.  

Ein natürlicher Brand in einem Raum respektive Nutzungseinheit kann zu einer thermischen 

Belastung von geschützten Stahlbauteilen führen. Die Auslegung und Dimensionierung der 

Brandschutzbekleidung kann jedoch nur auf Grundlage der Brandbeanspruchung und des-

sen Temperaturen erfolgen. Zu diesem Zweck sollen in Brandsimulationsberechnungen 

mögliche Naturbrandszenarien implementiert, simuliert und hinsichtlich der Brandraumtem-
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peraturen ausgewertet werden. Zunächst erfolgt dabei eine Entwicklung von Naturbrandsze-

narios für typische Nutzungen, bei denen Brandschutzbekleidungen an Stahlbauteilen zum 

Einsatz kommen. Zur Festlegung von Brandszenarien ist insgesamt eine quantitative Analy-

se zur Bestimmung der nutzungsspezifischen Faktoren, die ein Naturbrandereignis beein-

flussen, notwendig (vgl. [81]). Die Einflussgrößen der Brandraumgeometrie, der Ventilations-

verhältnisse sowie der Brandlasten (Art und Menge) werden dabei genauer betrachtet. An-

schließend erfolgt eine deterministische Parameterstudie anhand ausgewählten Brandraum-

geometrien, für die eine Anwendung von geschützten Stahlbauteilen sinnvoll erscheint. Zu-

sätzlich zu den möglichen Brandraumgeometrien für die ausgewählten Nutzungen werden 

die Besonderheiten des jeweiligen Naturbrandszenarios berücksichtigt. Ebenso findet eine 

Auswahl an verschiedenen Brandlasten, Brandlastdichten sowie die Variation der Ventilati-

onsbedingungen statt, die sich in unterschiedlichen Verläufen der Wärmefreisetzungsrate 

widerspiegeln. Die Verläufe der Wärmefreisetzungen dienen wiederum als Eingangswerte für 

Brandsimulationsberechnungen unter Anwendung der Brandschutzingenieurmethoden. Die 

Berechnungen sind sowohl mit dem Zonenmodell (Wärmebilanzmodell) „Consolidated Model 

of Fire Growth and Smoke Transport“ (CFAST) [30] als auch unter Anwendung des Feldmo-

dells Fire Dynamic Simulator (FDS) [31] durchgeführt worden. Das Ziel der Brandsimulati-

onsberechnungen ist es eine Vielzahl von Heißgastemperaturzeitkurven zu erhalten, die im 

Folgenden genauer dargestellt werden. Die Temperatur-Zeitverläufe sollen Naturbrände für 

die ausgewählten Nutzungen (Büro, Industrie, Atrien in Gebäuden) repräsentieren. Ferner 

sollen die erzielten Heißgastemperaturzeitverläufe der Softwarepakete CFAST und FDS 

schnelle, mittlere und langanhaltende Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sowie kurz, mit-

tel und lange andauernde Brände abdecken. Ebenso müssen die erzeugten Heißgastempe-

raturkurven der Forderung nach Allgemeingültigkeit genüge getragen. Im Folgenden findet 

eine Ergebnisdarstellung und Diskussion der Brandsimulationen anhand diverser Tempera-

tur- Zeitverläufe statt. Anhand einer statistischen Auswertung der Ergebnisse wird abschlie-

ßend eine Aussage zu den mittleren Aufheizraten und Abkühraten getätigt, auf dessen 

Grundlage die Auswahl eines repräsentativen, allgemeingültigen Naturbrandverlaufs getrof-

fen wird.  

 Einflussparameter 3.2

Im Allgemeinen können mit einem Brandszenario die Bedingungen und Gegebenheiten, un-

ter denen ein reales Brandereignis verläuft, beschreiben werden. Von der Entzündung, über 

die Verbrennung bis hin zur Abnahme des Brandes wird versucht den realen Brand, der 

durch verschiedene Einflussfaktoren nicht exakt vorhersehbar ist, möglichst genau zu be-
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schreiben (vgl. [113]). Die Wahl der Brandszenarios sollte folglich so ausgelegt werden, dass 

die charakteristischen Merkmale und der Verlauf eines Naturbrandes möglichst realistisch 

abgebildet werden können. Der Naturbrand zeichnet sich durch eine Entstehungsphase, eine 

Vollbrandphase sowie eine Abkühlphase aus. Eine Vielzahl von Einflussfaktoren kann dabei 

die Zeitdauer der einzelnen Brandphasen sowie ihre Intensität beeinflussen. Die Temperatur- 

Zeitverläufe können demnach sehr divers ausfallen. 

 

Ein Naturbrandszenario stellt ein gebäude- und nutzerspezifisches Ereignis dar. Nach Ta-

beling [122], Schneider [113] und Hosser [81] zeichnen folgende Parameter ein Brandszena-

rio aus: 

 Brandlast (Art, Menge und Lagerung), 

 Zündinitial/ Zündquelle, 

 Position des Brandherdes, 

 Brandausbreitungsgeschwindigkeit und Brandentwicklung, 

 Ventilationsverhältnisse, 

 Brandraumgeometrie,  

 Eigenschaften der Umfassungsbauteile, 

 brandschutztechnische Einrichtungen und technische Anlagen,  

 Löschmaßnahmen. 

Je nach Art und Nutzung eines Gebäudes können verschiedene Brandlasten vorhanden 

sein. Als Brandlasten werden im Allgemeinen alle im Brandraum befindlichen brennbaren 

Stoffe, die zur gesamten Verbrennungswärme beitragen, bezeichnet (vgl. [122]). Insbeson-

dere für brandlastgesteuerte Brände kann die Menge der Brandlast die Dauer eines Brandes 

beeinflussen. Für Bürogebäude können als Brandlasten das Mobiliar aus beispielsweise 

Holz und Kunststoff sowie Paper angenommen werden, wohingegen bei Industrienutzungen 

je nach Ausrichtung und Verarbeitung des Betriebs verschiedene Brandlasten in ihrer Art 

und Menge unterschieden werden können. Durch die Art der Brandlasten, die Menge und 

Verteilung innerhalb einer Nutzungseinheit wird die Dauer und Intensität des Brandes maß-

geblich beeinflusst (vgl. [81]). In Bezug auf die Rauchfreisetzung (Menge und Zusammen-

setzung) ist die Kenntnis über die Art der Brandlast ebenfalls essentiell. Insbesondere für 

das Schutzziel Personensicherheit ist dieser Einflussparameter relevant. Gemäß dem Natio-

nalen Anhang zur DIN EN 1991-1-2 (2010) (BB 3.3.1) [5] kann die charakteristische Brand-

last Q, aus der Massen mi und dem jeweiligen unteren Heizwert Hui der vorhandenen Brand-

lasten ermittelt werden.  

Q = ∑ mi∙Hui [kWh] oder [MJ]      (3.1) 



Naturbrandszenarien  73 

 

 

In Bezug auf die Grundfläche A, auf der sich die Brandlasten befinden, Menge auch die 

Brandlastdichte bestimmt werden. 

q= 
∑ mi∙Hui

A
 [kWh/m²] oder [MJ/m²]      (3.2) 

Die Vereinigung Kantonaler Feuerversicherungen, kurz VKF, hat eine Reihe von verschiede-

nen Baustoffen samt Heizwert Hu aufgelistet. Je nach Nutzung und Art der brennbaren Stoffe 

kann die gesamte Brandlast und deren Brandlastdichte berechnet werden. Die Brandlaster-

mittlung stellt in der Praxis einen zeitaufwendigen Faktor dar, zumal sich die Brandlasten 

nutzungsbedingt ändern können. Im Nationalen Anhang zur DIN EN 1991-1-2 (2010) [5] sind 

für ausgewählte Nutzungen aus realen Brandversuchen statistisch ermittelte Werte für die 

Brandlastdichte q zusammengestellt worden. Nach Norm kann beispielsweise für Büronut-

zungen eine Brandlastdichte von q = 584 [MJ/m²] angenommen werden. Zusätzlich zur Art 

und Menge der Brandlast muss für ein Brandszenario die Lagerung bekannt sein. Für den 

Brandverlauf kann es relevant sein, ob die Brandlasten komprimiert gestapelt oder lose ne-

beneinander angeordnet sind. Zudem kann nach DIN 18230-1 (2010) [22] zwischen ge-

schützten und ungeschützten Brandlasten unterschieden werden, je nachdem ob die Brand-

last frei oder beispielsweise durch eine Kiste oder ein Fass geschützt gelagert wird.  

Die Kenntnis über mögliche Zündquellen oder Zündinitialen muss bei der Betrachtung eines 

Brandszenarios vorliegen. Ferner haben die Lage des Brandherdes respektive die Position 

im Brandraum einen Einfluss auf das Brandereignis. Je nach Anordnung der Brandlasten 

innerhalb einer Nutzungseinheit, kann die Position des Brandherdes mittig, an der Wand 

oder in einer Ecke des Raumes angeordnet sein (vgl. [81]). Zusätzlich kann die Verteilung 

der Brandlasten innerhalb eines Raumes Einfluss auf den Brandverlauf nehmen. Insbeson-

dere die Lage der Brandlast in Bezug zu weiteren Brandlasten kann in der Entstehungspha-

se eines Brandes entscheidend sein (vgl. [138]). Die Position des Brandes im Verhältnis zum 

Bauteil ist ebenfalls entscheidend. Die Temperaturbeeinflussung des Bauteils im Brandnah-

bereich kann höher liegen als bei einem erhöhten Abstand der Bauteile zum Brandherd.  

Des Weiteren charakterisieren die Brandentwicklung und die Brandausbreitungsgeschwin-

digkeit ein Brandszenario. Zur Darstellung des Brandverlaufes wird dazu meist die zeitliche 

Entwicklung der Energiefreisetzungsrate herangezogen. Bei einem Naturbrand kann die 

Brandentstehungsphase durch einen quadratischer Anstieg unter Anwendung des t² -Ansatz 

beschrieben werden. In der sich anschließenden Vollbrandphase hält sich die Energiefrei-

setzungsrate konstant, bis 70% der Brandlasten verbraucht sind und die lineare Abklingpha-

se eingeleitet wird (vgl.[138], [5]). Die Brandentwicklung hängt im Wesentlichen von den 
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Brandlasten und den Ventilationsverhältnissen im Brandraum ab (vgl. [113], [111]. Nach DIN 

EN 1991-1-2 (2010) [4] kann die Brandentwicklung in 

 langsam  t = 600 sec, 

 mittel  t = 300 sec, 

 schnell   t = 150 sec, 

 sehr schnell t = 75 sec, 

eingeteilt werden. Die Brandentwicklung nimmt Einfluss auf den Brandverlauf und auf die 

auftretenden Temperaturen des Brandszenarios. Auch die Brandausbreitungsgeschwindig-

keit, die für Industrienutzung nach DIN 18232-2 (2007) [23] in  

 gering (0,15 m/min), 

 mittel (0,25 m/min), 

 groß (0,45 m/min), 

unterschieden werden kann, nimmt Einfluss auf das Ausmaß eines Brandszenarios. Mittlere 

Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sind beispielsweise in Büro- und Wohngebäude häufig 

anzusetzen.  

Des Weiteren müssen die Ventilationsbedingungen des Brandraumes beschrieben werden, 

da Lage und Größe von Ventilationsöffnungen ebenfalls einen erheblichen Einfluss auf den 

Brandverlauf und die Temperaturen während eines Brandereignisses haben können. Als 

Ventilationsöffnungen können Türen und Fensteröffnungen angesetzt werden, die für eine 

ausreichende Zu-und Abluft sorgen. Eine Vergrößerung der Öffnungsfläche kann beispiels-

weise zu einer höheren Luftzufuhr und zu einer Reduzierung der Brandraumtemperaturen 

führen. In Abhängigkeit der Ventilationsbedingungen können jeweils zwei Brandregime un-

terschieden werden. Bei ausreichender Ventilation und genügend Brandlasten kann ein 

brandlastgesteuerter Brand vorliegen. Ist die Brandlast frühzeitig verzerrt und es ist keine 

ausreichende Sauerstoffzufuhr vorhanden, ist der Brand ventilationsgesteuert. Zur Beschrei-

bung der Ventilationsverhältnisse wird der sogenannte Öffnungsfaktor O herangezogen, der 

die vorhandenen Öffnungsflächen Aw samt gemittelter Höhe hw in Relation zur Fläche der 

Umfassungsbauteile At setzt (vgl. DIN EN 1991-1-2/NA(2010) [5]). Der Öffnungsfaktor be-

rechnet sich wie folgt 

O= 
Aw ∙ √hw

At
  [m

1

2]       (3.3) 

Anhand des Öffnungsfaktors ist damit eine Aussage über die Ventilationsbedingungen im 

Brandraum möglich. Je nach Größe der Öffnungen, die direkt ins Freie führen, können sich 

die Ventilation und die Maximaltemperaturen im Brandraum verändern. Der Öffnungsfaktor 
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variiert jedoch auch in Abhängigkeit der Gebäudegeometrie, die einen weiteren Einflussfak-

tor auf ein Brandszenario darstellt.  

Als Brandraum sind geometrische Verhältnisse möglich, in denen ein Brand herrschen kann 

oder die bei einem Brandereignis mit involviert sein können. Die Größe des Brandraumes 

ermöglicht die Brandausbreitung über den Raum und kann somit ein Brandereignis bestim-

men (vgl. [138]). Die Abmessungen des Brandraumes sind demnach elementar. Je nach 

Nutzung können die Brandraumgeometrien jedoch stark variieren. Sowohl die Grundfläche 

als auch die Brandraumhöhe, die als mittlere Höhe zwischen Boden und Deckenbereich zu 

definieren ist, kann sich nutzungsbedingt ändern. Der Brandraum wird durch Bauteile wie 

Wände und Decken mit einem ausreichenden Feuerwiderstand begrenzt. Die Bauteile zur 

Begrenzung des Brandraumes werden auch als Umfassungsbauteile bezeichnet und stellen 

einen weiteren Einflussfaktor für die Ausprägung eines Brandszenarios dar. Insbesondere 

die Wärmespeicherfähigkeit der verwendeten Materialien hat einen Einfluss auf die Tempe-

raturverteilung im Brandraum.  

Zu den Einflussfaktoren eines Brandereignissen können auch externe Eingriffe zählen. Fer-

ner können Löschmaßnahmen durch Gebäudenutzer und die Feuerwehr sowie der Eingriff 

von brandschutztechnischen Anlagen (z.B. Sprinkleranlagen) der Brandverlauf verändern. 

Aufgrund der Vielzahl an Einflussparameter für ein Brandszenario bedarf es einer quantitati-

ven Analyse der nutzungsspezifischen Faktoren. Aufgrund der verschiedenen Parameter 

sind diverse Naturbrandszenarien denkbar, die betrachtet werden müssen, um eine allge-

meingültige Aussage zu mögliche Naturbränden treffen zu können. Für ausgewählte Nut-

zungen werden im Folgenden wesentliche Raumkonfigurationen und nutzungsspezifische 

Wärmefreisetzungsraten vorgestellt, die für die brandschutztechnische Auslegung von ge-

schützten Stahlbauteilen sinnvoll erscheinen. Dabei wird speziell auf die möglichen Brand-

lasten, Ventilationsverhältnisse und Brandraumabmessungen eingegangen.  

 Raumkonfigurationen und nutzungsspezifische Wärme-3.3

freisetzungsraten 

Zur Ermittlung der maßgeblichen Naturbrandszenarien müssen die Raumkonfigurationen 

sowie die nutzungsspezifischen Wärmefreisetzungsraten für ausgewählte Nutzungen zu-

sammengestellt werden. In [122] wird zwischen unterschiedlichen Gebäudetypen unter-

schieden, bei denen Brandschutzbekleidungen ihre Anwendung finden. Im Wesentlichen 

können in Bürogebäuden, im Industriebau, Mess-und Sporthallen oder in Atrien Brand-

schutzbekleidungen zum Einsatz kommen. Im Rahmen des Forschungsvorhabens wird sich 

auf die Anwendungsgebiete Bürogebäude, Atrien und Industriebauten beschränkt, wobei 
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durch deterministische Parameterstudien die Bandbreite möglichst allgemein gehalten wird. 

Für die jeweiligen Nutzungen wurden exemplarisch jeweils drei Raumgeometrien gewählt, 

die sich bei der Büronutzung an den Vorgaben des Arbeitsschutzes ASR [1] und bei der In-

dustrienutzung an den Ausführungen von Köhler, Klein und Fontana, 2006 [91] orientieren.  

Tabelle 3-1: Zusammenfassung der möglichen Raumkonfigurationen für eine Büronutzung 

Raumkonfiguration Büronutzung 

Nutzung Länge 

[m] 

Breite 

[m] 

Höhe 

[m] 

Fläche [m²] 

Einzelbüro 4,2 2,9 2,6 12,18 

Gruppen-

büro  

12,3 4,3 2,6 52,89 

Großraum-

büro 

25 16 2,6 400 

 

Nutzung Öffnungen Anzahl Breite 

[m] 

Höhe 

[m] 

hw 

[m] 

Aw 

[m²] 

∑O 

[m1/2] 

Einzelbüro 

 

Fenster 2 1,2 1,5 1,5 3,6 
0,11 

Türen  1 1 2  - 2 

Gruppen-

büro  

Fenster  4 1,95 1,5 1,5 11,7 
0,12 

Türen 2 1 2 - 4 

Großraum-

büro 

Fenster 1 19,5 1,5 1,5 29,3 
0,11 

Türen  3 1 2 - 6 

 

Für die Betrachtungen von Atrien wird exemplarisch das Beispiel aus [140] verwendet. Zu-

dem wurden die Brandlasten Holz (Zellulose), Textil (Polyester) und Kunststoff (Polyurethan) 

exemplarisch ausgewählt und veränderte Brandlastdichten genauer untersucht. Zusätzlich 

wurden die Ventilationsbedingungen im Brandraum variiert. Mit den gewählten Einflussgrö-

ßen soll möglichst ein breites Anwendungsfeld für bekleidete Stahlbauteile in unterschiedli-

chen Nutzungen abgedeckt werden. Für die Büronutzung wurden drei verschiedene Raum-

konfigurationen gewählt, die der Nutzung als Einzel-, Gruppe- sowie Großraumbüro genü-

gen. Je nach Nutzungskonzept kann sich die Bürogeometrie deutlich verändern, die Raum-

geometrie für Büronutzungen wird im Bereich von 12 m² bis 400 m² abgedeckt. Im Wesent-

lich sollen die verschiedene Raumgrößen der Nutzungseinheiten unterschieden werden, da 

die Brandraumgröße und die jeweilige Brandlastdichte einen wesentlichen Einfluss auf die 

Intensität und Dauer des Brandereignisses hat. Die gewählten Abmessungen der ausge-

wählten Raumgrößen der Büronutzung orientieren sich an den Angaben des Arbeitsschutzes 
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[1] für Büroräumlichkeiten sowie an den Erhebungen von Köhler, Klein und Fontane, 2006 

[91] , die 95 Industrie- und Gewerbeanlagen in der Schweiz untersucht und statistisch aufge-

arbeitet haben. Zusätzlich ist die größte Nutzungseinheit auf 400 m², die einen Brandbe-

kämpfungsabschnitt bildet, begrenzt. Die Raumhöhe wird konstant zu 2,6 m angesetzt, da 

Untersuchungen in [139] gezeigt haben, dass die Höhe des Brandraumes keinen signifikan-

ten Einfluss auf das Naturbrandszenario hat. In Tabelle 3-1 sind die gewählten Abmessun-

gen für die Einzel-, Gruppen- und Großraumbüronutzung aufgeführt. 

Die gewählten Öffnungsflächen sollen bei den Brandsimulationsberechnungen variiert wer-

den, um den Einfluss der Ventilationsbedingungen während eines Brandereignisses zu er-

fassen. Zu diesem Zweck sollen die gewählten Öffnungen zunächst angesetzt und weitere 

Simulationen mit halbierten oder vergrößerten Ventilationsöffnungen durchgeführt werden. 

Unterstützend dazu werden zusätzlich die Ausführungen von Zehfuß, 2004 [138] herangezo-

gen, in denen der Einfluss der Ventilation anhand des Öffnungsfaktors O umfassend unter-

sucht wurde. Insbesondere bei kleinen Brandräumen hat sich ein großer Einfluss der Ventila-

tionsbedingungen gezeigt. Bei kleinen Öffnungsfläche im Brandraum kann es zu einem un-

terventilierten Brand kommen, bei dem geringere Temperaturen als bei einem Brandlastge-

steuerten Brand entstehen können (vgl. [138]). Die gewählten Ventilationsöffnungen der 

Raumkonfigurationen für Büronutzung sind entsprechend den Anwendungsgrenzen des Na-

turbrandmodells nach DIN EN 1991-1-2/NA (2010) [5] ausgelegt worden. Die vertikale Öff-

nungsfläche soll dabei 12,5 bis 50% der Grundfläche betragen und einen Öffnungsfaktor im 

Bereich von 0,02 ≤ O ≤ 0,2 vorweisen.  

Die folgenden Prinzipskizzen zeigen die Abmessungen der gewählten Raumkonfigurationen 

(nicht maßstäblich). 

                                           

Einzelbüro A = 12,18 m² Gruppenbüro A = 52,89 m²  Großraumbüro A = 400 m² 

Abbildung 3-1: Darstellung der möglichen Raumkonfigurationen für die Büronutzung 

Neben der Brandraumgeometrie sind die Brandlasten für eine Büronutzung festzulegen. Ein 

Brand in einer Büronutzung zeichnet sich insbesondere durch eine erhöhte Anzahl von 

brennbaren Stoffen aus. Als Brandlasten können Mengen an Papier, Holz und Kunstoffen in 

Frage kommen. Brandlasten für Büronutzungen können beispielsweise das Mobiliar sein, 

das aus Materialien wie Holz und Kunststoff hergestellt sein kann. Das Mobiliar ist dabei eine 

immobile, im Brandraum unveränderliche Brandlast. Ebenso befinden sich in einer Büronut-

zung Regalsysteme mit Ordnern samt Unterlagen aus Papier, das meist geordnet und ge-



78  Naturbrandszenarien 

 

stapelt, vorliegt. Die Mengen an zellulosehaltigen Brandlasten (Dokumente aus Papier) kön-

nen tages- und nutzungsbedingt schwanken und innerhalb des Brandraumes an unter-

schiedlichen Orten positioniert sein. Sie gelten demnach als mobile Brandlasten. Neben den 

elektronischen Geräten wie Computer, Telefon und Drucker, sind auch häufig Verbundstoffe 

in Form von Polsterungen und Sitzlehnen der Büroausstattung vorzufinden. Nach den Unter-

suchungen von Zehfuß, Hosser, Haß, 2002 [139] können für Büroräume beispielsweise fol-

gende Brandlasten angesetzt werden: 

 Holz,  

 Papier, 

 Kunststoffe in Form von Polyvinylchlorid (PVC), 

 Verbundstoffe in Form von Polyurethane (PU).  

Als Brandlast werden für die Brandsimulationsberechnungen vereinfacht Holz und Papier in 

Form von Zellulose angesetzt. Für die weiteren Betrachtungen muss zur Brandlastart auch 

deren Menge bestimmt werden. Neben einer ausführlichen Ermittlung der Brandlastdichten 

sind in der DIN EN 1991-1-2/NA (2010) (Anhang BB) [5] für ausgewählte Nutzungen die 

Brandlastdichten angegeben. Für die Brandlastdichte wird der normative Wert für Büroge-

bäude von q = 584 MJ/m² (90%- Fraktil) verwendet. Es wird vereinfacht davon ausgegangen, 

dass sich die Brandlasten der Büronutzung mittig im Brandraum befinden. Für die Brandent-

wicklung wird von einer kreisförmigen Ausbreitung des Brandherdes ausgegangen. Zusätz-

lich kann nach DIN EN 1991-1-2/NA [5] für gewöhnliche Büronutzungen eine mittlere Brand-

ausbreitungsgeschwindigkeit (t = 300 sec) angenommen werden. Bei der Verwendung des 

t²- Ansatzes wird die Zeit von 300 Sekunden zur Berechnung des quadratischen Anstieges 

der Wärmefreisetzungsrate zu Grunde gelegt. Zur Ermittlung von kurzen und langanhalten-

den Bränden werden auch die schnellen und langsamen Brandausbreitungsgeschwindigkei-

ten bei der Ermittlung der Wärmefreisetzungsrate verwendet. Die Wärmefreisetzungsrate 

kann zur Verdeutlichung des Brandverlaufes eines Brandszenarios herangezogen werden. 

Sie gibt an, wieviel Wärme während eines Brandereignisses aufgrund der umgesetzten 

Brandlasten freigesetzt wird. Die Ermittlung der Wärmefreisetzungsrate erfolgt nach dem 

Nationalen Anhang zur DIN EN 1991-1-2 (2010) [5], wobei alle Teilsicherheitsbeiwerte ver-

einfacht zu y = 1,0 gesetzt werden. Eine Auswahl der Wärmefreisetzungsraten der Bemes-

sungsbrände, die als Eingabewerte den Brandsimulationsberechnungen zu Grunde gelegt 

worden sind, ist in der folgenden Abbildung dargestellt. 
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Abbildung 3-2: Wärmefreisetzungsraten für verschiedene Büronutzungen 

Anhand der Kurvenverläufe der Wärmefreisetzungsrate wird deutlich, dass sich aufgrund der 

gewählten Raumkonfigurationen der Bürogebäude auch die nutzungsspezifischen Wärme-

freisetzungen deutlich verändern können. Die Verläufe der Wärmefreisetzungsraten unter-

scheiden sich dabei insbesondere durch die Brandausbreitungsgeschwindigkeit in der Ent-

stehungsphase, die maximalen Wärmefreisetzungsrate sowie der Branddauer. Es werden 

Brandsimulationsberechnungen unter Ansatz eines Vollbrandes mit maximalen Wärmefrei-

setzungsraten von 3 bis 43 MW und einer Dauer von 40 bis 130 Minuten durchgeführt. Je 

nach vorliegendem Brandregime, kann die maximale Wärmefreisetzungsrate durch einen 

brandlastgesteuerten oder ventilationsgescheuerten Brand definiert werden. Das Maximum 

der Wärmefreisetzungsrate ist abhängig von den Ventilationsbedingungen im Brandraum, 

der Brandlastlast sowie der Brandausbreitungsgeschwindigkeiten. Anhand der Verläufe der 

Wärmefreisetzungsrate zeigt sich, dass eine Vergrößerung der Brandlastdichte zu einer Ver-

längerung der Branddauer führt. Ferner sind bei gleicher Brandlastdichte und einer Vergrö-

ßerung des Brandraumes, höhere Wärmefreisetzungsraten und längere Branddauern zu 

verzeichnen. Je nach Wahl der nutzungsspezifischen Einflussfaktoren kann somit der Be-

messungsbrand zur Ermittlung der Temperaturbeanspruchung eines Naturbrandes variieren.  

Neben der Büronutzung ist ebenfalls die Industrienutzung von wesentlichem Interesse, da 

bekleidete Stahlbauteilen bei dieser Nutzung ebenfalls häufig zur Anwendung kommen 

(vgl. [122]). Für die Industrienutzungen sollen demnach verschiedene Hallengeometrien zur 
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Brandsimulationsberechnungen in CFAST und FDS implementiert werden. Im Allgemeinen 

stellen die Raumgröße und -höhe wesentliche Parameter bei der Betrachtung von Natur-

brandszenarien in der Industrienutzung dar.  

Tabelle 3-2: Zusammenfassung der möglichen Raumkonfigurationen für die Industrienutzung 

Raumkonfigurationen Industrienutzung 

Nutzung Län-

ge 

[m] 

Breite 

[m] 

Höhe 

[m] 

Fläche 

[m²] 

Industriehalle 

Produktion 

50 36 7 1.800 

Industriehalle 

Lagerung  

40 30 7 1.200 

Industriehalle 

Produktion und/oder 

Lagerung 

25 30 5 500 

 

Nutzung Öffnungen Anzahl Breite 

[m] 

Höhe 

[m] 

hw 

[m] 

Aw 

[m²] 

∑O 

[m1/2] 

Industriehalle 

Produktion 

Fenster/ Tor 2 10 3 3 60 

0,057 
Türen  3 1 2 2 6 

Deckenöff-

nungen 

3 2 2 2 12 

Industriehalle 

Lagerung  

Fenster/ Tor 2 5 2,5 2,5 25 

0,048 
Türen 3 1 2 2 6 

Decken-

öffnungen 

3 2 2 2 12 

Industriehalle 

Produktion und/oder 

Lagerung 

Fenster/ Tor 2 5 2 2 20 

0,052 
Türen  3 1 2 2 6 

Decken-

öffnungen 

2 2 2 2 8 

 

Die geometrische Ausdehnung hat Einfluss auf die Brandlastdichte, folglich auch auf die 

Wärmefreisetzungsrate und den Brandverlauf. Durch die Ausdehnungen der Industriebauten 

und die erhöhten Brandlasten können Brände länger anhalten und hohe Heißgastemperatu-

ren erzeugen. Zu diesem Zweck wurden drei Hallenabmessungen exemplarisch ausgewählt. 

Sie sollen die Nutzung von Produktions- und Lagerhallen abdecken. Die gewählten Geomet-

rien orientieren sich an den Untersuchungen und statistischen Auswertungen von 95 Indust-
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rie-und Gewerbeanlagen von Köhler, Klein und Fontana, 2006 [91] sowie den Daten von 

3.000 Industriegebäuden (Jahr 1990 bis 1998) aus Halfkan und Hegger, 2006 [75]. In Tabel-

le 3-2 sind die Abmessungen für die gewählten Hallengeometrien aufgeführt. 

Neben der Variation der Grundfläche sind auch die Ventilationsöffnungen verändert worden. 

Gemäß den Untersuchungen von Köhler, Klein und Fontana, 2006 [91] sind die Öffnungsflä-

chen zu > 0,04 [m1/2] und < 0.08 [m1/2] angenommen worden. In den Brandsimulationsbe-

rechnungen wurden die Öffnungsflächen zudem um 50% erhöht und reduziert, um den Ein-

fluss der Ventilationsbedingungen auf den Naturbrandverlauf und die Brandraumtemperatu-

ren zu ermitteln. Die Raumhöhe der Hallengeometrie wurde konstant zu 7 m angenommen. 

In [75] zeigten die Datenerhebungen von 3.000 Industriegebäuden, dass bei 70% der Indust-

riebauten die Hallenhöhe bei min. 7 m liegt. Nach Köhler, Klein und Fontana, 2006 [91] ist 

der Mittelwert der Raumhöhe von 95 Lager- und Produktionsnutzungen ebenfalls 7 m. Die 

Raumhöhe kann jedoch auch variieren, weshalb bei der Hallengröße von A = 500 m² eine 

Hallenhöhe von 5 m angenommen wurde. Im Vergleich zu höhen Raumhöhen wird bei ge-

ringeren Hallenhöhen von einer höheren Temperaturbelastung im Deckenbereich ausgegan-

gen. 

Die folgenden Prinzipskizzen zeigen die Abmessungen der gewählten Industrienutzungen 

(nicht maßstäblich). 

 

Industriehalle A = 500 m² Industriehalle A = 1.200 m² Industriehalle A = 1.800 m² 

Abbildung 3-3 Darstellung der möglichen Raumkonfigurationen für die Industrienutzung 

Zusätzlich zu den Raumkonfigurationen ist für die Berechnung der nutzungsspezifischen 

Wärmefreisetzungsraten die Brandlasten für Industrienutzungen genauer betrachtet worden. 

Speziell die Art und Zusammensetzung der Brandlasten sind bei Brandszenarien von Indust-

rienutzungen entscheidend. Die Brandlasten unterliegen bei der industriellen Nutzungen so-

wohl tages –als auch produktionsbedingt hohen Schwankungen. Bei einer Industrienutzung 

kann sowohl die Verarbeitung, die Produktion und Fertigung als auch die Lagerung unter-

schiedliche Brandlasten und –dichten hervorbringen. Ebenso können unterschiedliche In-

dustriebetriebe untereinander völlig andere Brandlastarten vorweisen. Aufgrund der Ände-

rungen der Brandlasten in ihrer Art und Menge über den Produktionsprozess und die Variati-

on der Lagermengen, ist eine Brandlastenermittlung für die jeweilige Industrienutzung anzu-

raten. Im Rahmen des Forschungsvorhabens ist für ausgewählte Brandlasten und deren 
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Brandlastdichte die Erhebung von 95 Industrie- und Gewerbeanlagen von Köhler, Klein und 

Fontana, 2006 [91] sowie Daten der Vereinigung Kantonaler Feuerversicherungen, kurz 

VKF, verwendet worden. Um möglichst allgemeingültige Brandszenarien für eine Industrie-

nutzung zu verdeutlichen, wurden die folgenden Brandlastarten und Brandlastdichten nach 

VKF [126] ausgewählt: 

 

 Holz  Holzverarbeitung reine Produktion  q = 900 [MJ/m²] 

Produktion mit Zwischenlager  q = 1.800 [MJ/m²] 

 Kunststoffe Kunststoffverarbeitung     q = 300 [MJ/m²] 

q = 1.600 [MJ/m²] 

 Textilien   Stoffe      q = 400 [MJ/m²] 

Weberei(Lager)     q = 1.100 [MJ/m²] 

 

Je nach Art und Verteilung der Brandlasten können sich unterschiedlichen Brandszenarien 

für die Industrienutzung einstellen. Die Beschränkung auf die Brandlasten (Holz, Kunststoff 

und Textilien) stellt demnach eine Vereinfachung dar.  

Neben den Brandlastarten und deren Dichten sind auch die Brandentwicklung sowie die Po-

sition des Brandherdes festgesetzt worden. Für die Industrienutzung kann gemäß [81] eine 

schnelle Brandausbreitung angenommen werden. Jedoch charakterisieren die vorhandenen 

Brandlasten den Brandverlauf und haben somit einen Einfluss auf die zu erwartenden Tem-

peraturen im Brandraum. Wenn zur Vereinfachung der Brandausbreitungsgeschwindigkeit in 

der Brandentwicklungsphase der t²-Ansatz nach DIN EN 1991-1-2/NA [5] gewählt wird, dann 

kann von einer mittigen Anordnung der Brandlasten im Brandraum ausgegangen werden. 

Jedoch ist es bei Industrienutzungen auch möglich, dass sich die Brandlasten von einer 

Raumseite oder von einer Ecke des Brandraumes ausbreiten. Um möglichst realitätsnah ein 

Brandereignis zu beschreiben, sind sowohl schnelle als auch mittlere Brandausbreitungen 

untersucht worden. Es können nur für jede einzelne Industrienutzung die charakteristischen 

Merkmale eines Brandverlaufs herausgestellt werden, die nicht auf alle weiteren Industrie-

nutzungen übertragbar sind. Dennoch sollen die ausgewählten Szenarien möglichst viele 

Fälle der Industrienutzung abdecken. In Abbildung 3-4 sind die gewählten Wärmefreiset-

zungsraten, die unter Berücksichtigung der Brandausbreitungsgeschwindigkeiten und der 

Brandlasten (Art und Dichte) bestimmt wurden, dargestellt.  
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Abbildung 3-4: Wärmefreisetzungsraten für verschiedene Industrienutzungen 

Anhand der Wärmefreisetzungsrate kann der Verlauf der gewählten Brandszenarien kennt-

lich gemacht werden. Die Wärmefreisetzungsrate dient als Eingabeparameter für die 

Brandsimulationsberechnungen und somit als Grundlage zur Ermittlung der Naturbrandkur-

ven, denen ein bekleidetes Stahlbauteil ausgesetzt sein kann. Die unterschiedlichen Raum-

konfigurationen für die Industrienutzung haben diverse Wärmefreisetzungsraten zur Folge. 

Anhand der Verläufe der Wärmefreisetzungsrate zeigt sich, dass eine Vergrößerung der 

Brandlastdichte zu einer Verlängerung der Branddauer führt. Aufgrund der ausgedehnten 

Brandräume und hohen Brandlastdichten sind längere Branddauern zwischen 65 bis 243 

Minuten sowie maximale Wärmefreisetzungsraten zwischen 105 bis 655 MW möglich (An-

nahme Vollbrand). Sofern ein Brand in einer Industriehalle nur örtlich begrenzt auftritt, kann 

nicht von einem Vollbrandmodell ausgegangen werden. Bei Brandräumen < 400 m² können 

lokale Brandereignisse für die Auslegung von geschützten Stahlbauteilen maßgebend sein 

(vgl. [138]). Es können höhere Brandraumtemperaturen und schnellere Aufheizgeschwindig-

keiten bei lokalen Bränden entstehen. Insbesondere bei Hallen im Industriebau sind lokale 

Brandereignisse möglich und können im Vergleich zu Vollbrandmodellen höhere Brandbean-

spruchungen ergeben. Dementsprechend sind neben Vollbrandszenarien auch lokale Brän-
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de in Industriehallen untersucht worden. Exemplarisch sind in den gewählten Hallengeomet-

rien auf einer begrenzten Fläche von 20 - 100 m² lokale Brandereignisse näher betrachtet 

worden. Eine Vergleichsbetrachtung erfolgte zusätzlich mit den Ansätzen von Heskestad und 

Hasemi nach DIN EN 1991-1-2/NA Anhang C (2010) [5] und den Betrachtungen von Cohrs, 

2016 [58]. Eine Wärmefreisetzungsrate für den lokalen Brand im Vergleich zu den Wärme-

freisetzungsraten eines Vollbrandes ist exemplarisch in Abbildung 3-4 aufgeführt. 

Die Brandschutzbekleidungen für Stahlbauteile können auch in Atrien ihre Anwendung fin-

den, weshalb eine Raumkonfiguration eines Atriums mit in die Betrachtungen aufgenommen 

wurde. Es ist exemplarisch ein Atrium ausgewählt worden, in dem mögliche Brandszenarien 

simuliert werden. Auf Grund der Komplexität von Atrien wird sich auf eine ausgewählte Ge-

bäudestruktur beschränkt. Die gewählten Abmessungen beziehen sich auf ein Atrium eines 

Verwaltungsgebäudes, das bereits in den Ausführungen von Zehfuß und Siemon [140] ver-

wendet wurde. Die Gebäudeabmessungen samt Atrium sind in der folgenden Tabelle darge-

stellt.  

Tabelle 3-3: Zusammenfassung der möglichen Raumkonfigurationen für ein Atrium 

Raumkonfiguration Atrium 

Nutzung Länge 

[m] 

Breite 

[m] 

Höhe 

[m] 

Fläche 

[m²] 

Gebäude-

abmessung 

mit Atrium 

22 37 12 814 

13,5 30 10 405 

 

Nutzung Öffnungen Anzahl Breite 

[m] 

Höhe 

[m] 

∑Aw 

[m²] 

∑O 

[m1/2] 

Gebäudeabmessung  

mit Atrium 

Fenster    6,24 

0,019 

Türen  2 2,15 2,5 10,75 

2 1,2 2,2 5,28 

Decken-

öffnungen 

4 2 2 16 

 

Die Anordnung der Deckenöffnungen, die als natürlicher Rauchabzug dienen, richtet sich 

nach den Anforderungen der DIN 18232-2 (2007)[23]. Die restlichen Tür- und Fensteröffnung 

sind so gewählt worden, dass ein Öffnungsfaktor von 0,02 m1/2 vorlag. Die Anwendungsgren-

zen der Naturbrandmodelle aus DIN EN 1991-1-2/NA (2010) [5] sind damit erfüllt. Die Ge-

bäudehöhe von 12 m und die Atriumhöhe ist exemplarisch zu 10 m gewählt worden.  
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Die Darstellung der gewählten Raumabmessung ist in der folgenden Abbildung aus FDS 

(Version 6) zu sehen.  

 

Abbildung 3-5: Gewählte Raumkonfiguration für ein Gebäudestruktur mit Atrium 

Für die Raumkonfiguration des Atriums sind zwei verschiedene Brandszenarien untersucht 

worden. Ein Vollbrand der gesamten Grundfläche sowie ein lokaler Brand auf 6 m² Grundflä-

che sind dabei genauer betrachtet worden. Je nach Nutzung des Gebäudes können ver-

schiedene Brandlasten zu Grunde gelegt werden. Die Gebäudestruktur des Beispiels ist für 

ein Verwaltungsgebäude ausgelegt, sodass ähnliche Brandlasten wie bei einer Büronutzung 

zu erwarten sind. Als Brandlast sind für den Vollbrand q = 584 MJ/m² nach DIN EN 1991-1-

2/NA (2010) [5] und für den lokalen Brand q = 400 MJ/m² nach [81] angenommen worden. 

Für die Brandausbreitungsgeschwindigkeit ist tg = 300 sec (Tabelle 4.6) nach [81] vorgege-

ben worden. Die sich ergebenen Wärmefreisetzungsraten sind in der folgenden Darstellung 

gezeigt. 

 

Abbildung 3-6: Nutzungsspezifische Wärmefreisetzungsraten für das gewählte Atrium 
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Anhand der Wärmefreisetzungsrate wird verdeutlicht, dass sich in Atrien während eines 

Brandverlaufes sehr hohe Wärmefreisetzungsraten einstellen können, die deutlich über den 

Verläufen der Wärmefreisetzungsraten der Büro- und Industrienutzung liegen können. Eben-

falls ist eine deutliche Diskrepanz der Verläufe der Wärmefreisetzungsrate für das angesetz-

te Vollbrandmodell und den lokalen Brand in Atrium zu erkennen. Es können Wärmefreiset-

zungsraten zwischen 1.478 bis 995.545 kW auftreten, die eine Branddauer zwischen 38 bis 

85 Minuten aufweisen.  

Die gewählten Raumkonfigurationen für die Nutzungen Büro, Industrie und Gebäudestruktu-

ren mit Atrien zeigten, dass die Wärmefreisetzungsraten sich nutzungsbedingt änderten. Die 

Wärmefreisetzungsrate wurde als Eingangsparameter der Brandsimulationsberechnung zu 

Grunde gelegt, sodass eine Vielzahl diverser Naturbrandverläufe erzielt wurde. Die Brandsi-

mulationsbedingungen sind unter Anwendung der Ingenieurmethoden durchgeführt worden. 

Die Ergebnisdarstellung erfolgt im nachfolgenden Kapitel.  

 Ergebnisse der Brandsimulationsberechnungen 3.4

Zur Ermittlung der Temperatur-Zeitverläufe der ausgewählten Nutzungen, in denen ge-

schützte Stahlbauteile vorzufinden sind, sind die Ingenieurmethoden des Brandschutzes 

angewendet worden. Die Auswahl der verschiedenen Ingenieurmethoden unterscheidet sich 

im Wesentlichen durch ihre Komplexität und Rechengenauigkeit. Zur Anwendung kamen die 

Softwarepakete „Consolidated Model of Fire and Smoke Transport“, kurz CFAST, in der Ver-

sion 7.1.2 [30] sowie der „Fire Dynamic Simulator“, kurz FDS (Version 6) [31]. Beide Simula-

tionsprogramme sind vom National Institute of Standards and Technology, NIST, Gaithers-

burg (USA) entwickelt worden. Das Zonenmodell CFAST basiert auf einen Massen- und 

Energiebilanzmodell, sodass innerhalb der Brandsimulationsberechnung von zwei Zonen mit 

einem variablen Volumen ausgegangen wird. Der Brandraum wird in eine Heißgasschicht im 

Deckenbereich und eine darunterliegende Kaltgasschicht eingeteilt, die lediglich durch den 

Plume durchströmt wird. Als Vereinfachung wird die Impulserhaltung auch nur im Plume be-

rücksichtigt. Für jede Zone wird einzeln die Energie- und Massenbilanz aufgestellt. Die ermit-

telten Brandraumtemperaturen stellen folglich einen gemittelten Temperaturwert über die 

Zonen dar. Auf der sicheren Seite liegend werden im Forschungsvorhaben die gemittelten 

Temperaturen der Heißgasschicht verwendet.  

Ferner werden die Brandsimulationen mit anerkannten Computational Fluid Dynamics- Mo-

dellen, kurz CFD, berechnet. Mit dem Feldmodell FDS können derartige Berechnungen vor-

genommen werden, deren Berechnungsgrundlage nichtlineare, partielle Differenzialgleichen 

sind. Die physikalische Grundlage bildet dabei die Navier- Stokes- Gleichung, die Erhal-
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tungsgleichung für Masse, Energie und Impuls. Der Brandraum wird dazu in ein festgelegtes 

Gitternetz (Grid) eingeteilt. Bei den Brandsimulationsberechnungen wird die Erhaltungsglei-

chung für jede einzelne Gitterzelle im Brandraum bestimmt. Durch die steigende Anzahl von 

Gitterzellen steigt der numerische Berechnungsaufwand. In der Regel liegt dieser bei Feld-

modellen deutlich höher als bei Zonenmodellen. Für die Brandszenarien, die auf einem Voll-

brandmodell basieren, ist das Grid zu 20 cm bestimmt worden. Bei der Simulation von loka-

len Bränden und der Erfassung der Heißgastemperaturen in Plumeachse ist das Grid auf 

10 cm verfeinert worden. Die Untersuchungen von Friday [67] weisen darauf hin, dass der 

Einfluss der Zellengröße auf die Heißgastemperaturen einen marginalen Einfluss hat und 

demnach in Hinblick auf die Aufheiz-/Abkühlgeschwindigkeiten, die im Rahmen des For-

schungsvorhaben von besonderem Interesse sind, nicht tiefergehend betrachtet wird. Das 

Berechnungsgitter ist so gewählt worden, dass die Rechenleitungen wirtschaftlich vertretbar 

und die Brandsimulationsergebnisse dennoch möglich realistisch abgebildet wurden. Die 

Temperaturerfassung in den Feldmodellen erfolgte an lokalen festgelegten Temperaturaus-

gabestellen im Deckenbereich. Die Festlegung der mittleren Temperaturen ist durch eine 

Mittelwertbildung der lokalen Temperaturen vorgenommen worden. 

Die erzielte Temperaturzeitkurven basieren auf unterschiedlichen Brandszenarien, die be-

züglich der Gastemperaturen in der Heißgasschicht für die gewählten Gebäudekonfiguratio-

nen mit dem Zonenmodell CFAST und durch Mittelung lokaler Temperaturen aus FDS be-

rechnet wurden. Durch Variation der Brandraumgröße, der Brandlastdichte und der Ventilati-

onsbedingungen wurden verschiedene Wärmefreisetzungsraten erzeugt, aus denen wiede-

rum die repräsentativen Naturbrandszenarien berechnet worden sind. Die erzeugten Heiß-

gastemperaturzeitverläufe stellen langsame (t = 600 sec), mittlere (t = 300 sec) und schnell 

(t = 150 sec) Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sowie kurz, mittel und langanhaltende 

Branddauern dar. Die gewählten Konfigurationen, die als Eingabedaten in die Brandsimulati-

onsberechnung mit eingeflossen sind, bewegten sich in den folgenden Anwendungsgrenzen: 

 Brandfläche:      A = 6 – 1.800 m² 

 Brandszenario:      Lokale Brand und Vollbrand 

 Öffnungsfaktor:     O = 0,02 – 0,12 m1/2 (Variation ±50%) 

 Brandregime:      ventilationsgesteuert und brandlastgesteuert 

 Brandlastdichte:    q = 300-1.800 MJ/m² 

 Brandausbreitungsgeschwindigkeiten:  tg= 150 -600 sec 

Insgesamt sind verschiedene Brandsimulationsberechnungen mit unterschiedlichen Raum-

konfigurationen und nutzungsspezifischen Wärmefreisetzungsraten untersucht worden. Auf-

grund der ausgewählten Naturbrandszenarien ergeben sich eine Vielzahl von Temperatur- 
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Zeitverläufen, denen bekleidete Stahlbauteile ausgesetzt sein können. Ein Auszug der Er-

gebnisse ist in Abbildung 3-7 dargestellt. 

 

Abbildung 3-7: Auswahl der Temperatur-Zeitverläufe der gewählten Naturbrandszenarien 

Die Temperatur-Zeitverläufe zeigen, dass die Brandentwicklung, die maximalen Temperatu-

ren sowie die Abkühlphase von Naturbrandszenarien unterschiedlich ausfallen. Die Ergeb-

nisse der Brandsimulationsberechnungen haben ergeben, dass eine Erhöhung der Brand-

lastdichte und die Art der Brandlast einen elementaren Einfluss auf die Brandausbreitung 

und die Branddauer des jeweiligen Brandereignisses haben. Bei der Annahme eines Voll-

brandmodells ist ersichtlich, dass mit zunehmender Brandlastdichte die Temperaturen im 

Brandraum ansteigen und die Branddauer deutlich zunimmt. Ebenso haben die Brandsimula-

tionsergebnisse gezeigt, dass mit einer Vergrößerung des Brandraumes und gleichbleiben-

der Brandlastdichte die Dauer eines Naturbrandes zunimmt. Bei kleineren Brandräumen 

steigen die Temperaturen während eines Naturbrandszenarios schneller an.  

Bei einer Vergrößerung der Öffnungsfläche kann es in der Regel zu einer Reduzierung der 

Brandraumtemperaturen kommen, die auf die erhöhte Ventilation im Brandraum zurückzu-

führen ist. Die vergrößerte Menge der kalten nachströmenden Luft durch die vergrößerte 

Öffnungsfläche hat einen erhöhten Luftaustausch und folglich auch eine Reduzierung der 

Brandraumtemperaturen zur Folge. Zudem kann das Brandregime eines brandlastgesteuer-
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ten Brandes vorliegen, weil nicht genügend Sauerstoff für den Verbrennungsprozess zur 

Verfügung steht. Im Gesamten zeigt sich, dass bei den Brandsimulationsberechnungen un-

terschiedliche Aufheizraten, maximale Temperaturen zu unterschiedlichen Zeitpunkten im 

Brandverlauf sowie verschiedene Abkühlraten vorliegen können. Hohe Aufheizraten können 

durch kleine Brandräume, lokale Brände und schnelle Brandausbreitungsgeschwindigkeiten 

begünstigt werden. Die thermische Beanspruchung von bekleideten Stahlbauteilen kann 

demnach sehr unterschiedlich ausfallen. 

Bei der Betrachtung von lokalen Brandereignissen im Vergleich zu Vollbränden für ein Be-

messungsbrandszenario zeigt sich, dass höhere Aufheizraten auf einer begrenzten Brand-

fläche auftreten können. Die Temperatur- Zeitverläufe in Abbildung 3-8 verdeutlichen die 

höheren Aufheizraten. Bei Vollbränden können jedoch länger anhaltende Branddauern und 

höhere maximale Brandraumtemperaturen ermittelt werden. Eine Vergrößerung der Brand-

fläche bei gleichbleibender Brandlastdichte hat höhere maximale Heißgastemperaturen im 

Brandraum zur Folge. 

 

Abbildung 3-8: Vergleich Temperatur-Zeitverlauf lokaler Brand und Vollbrandszenario 

Bei der Betrachtung von lokalen Bränden hat sich zudem ergeben, dass mit steigender 

Brandraumhöhe die Temperaturen im Deckenfeld des Brandraumes sinken. Innerhalb der 

Plumeachse nehmen die maximalen Temperaturen mit steigender Höhe oberhalb des 

Brandherdes ab. Die Vergleichsbetrachtungen mit den Ansätzen nach Heskestad nach 

DIN EN 1991 - 1 - 2/NA Anhang C (2010) [5] bestätigen die Aussage, wobei in Plumeachse 

auf der sicheren Seite liegend höhere Temperaturen erzielt werden. Insbesondere bei lokaler 

Brandbeanspruchung mit einer Brandfläche von A = 100 m² werden die Anwendungsgrenzen 
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aus DIN EN 1991 - 1 -2 /NA Anhang C (2010) [5] überschritten, sodass die Ergebnisse auf 

der sicheren Seite hin zunehmen. Zusätzlich bestätigen die Vergleichsbetrachtungen, dass 

höhere Aufheizraten im Brandnahbereich des lokalen Brandes entstehen. Ferner hat die 

Brandausbreitungsgeschwindigkeit, die der Wärmefreisetzung und folglich der Brandsimula-

tionsberechnung zu Grunde gelegt wurde, einen erheblichen Einfluss auf die Aufheizraten. 

Beispielsweise können vertikale Bauteile (z.B. bekleidete Stützen), die in der Nähe von loka-

len Bränden angeordnet sind, in der Aufheizphase höheren Temperaturen als bei Annahme 

eines Vollbrandes ausgesetzt sein. Insbesondere bei großen Gebäudeausdehnungen und 

Brandräumen empfiehlt es sich lokale Naturbrandereignissen zu betrachten. 

 

Abbildung 3-9: Statistische Auswertung der Brandsimulationsergebnisse 

Aufgrund der Vielzahl unterschiedlicher Heißgastemperaturverläufe für die gewählten Natur-

brandszenarien, können die Bekleidungsmaterialien unterschiedlich thermisch beansprucht 

werden. Die Ergebnisse der Brandsimulationsberechnungen werden entsprechend der mög-

lichen Aufheiz- und Abkühlraten statistisch ausgewertet. Zusätzlich werden die maximale 

Temperatur der verschiedenen Naturbrandverläufe sowie der Zeitpunkt der maximalen 

Heißgastemperaturen im Brandraum betrachtet. Auf Grundlage der Auswertungen kann eine 
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fundierte Aussage über einen repräsentativen Brandverlauf getroffen werden. An dieser Stel-

le soll nochmals betont werden, dass Naturbrandverläufe im Rahmen einer Bemessung leis-

tungsbasiert individuell zu bestimmen sind und die Ableitung des „repräsentativen Natur-

brandverlaufs“ lediglich der Festlegung von Aufheiz- und Abkühlraten für die experimentellen 

Untersuchungen diente. 

Die Häufigkeitsverteilungen geben Aufschluss darüber, welche Aufheiz- und Abkühlraten 

sowie maximale Temperaturen bei natürlichen Brandszenarien auftreten. Die Darstellung der 

Häufigkeitsverteilung erfolgt dabei in Histogrammen mit einheitlichen Klassenbreiten und 

kumulierten Häufigkeitsverteilungen. Die statistische Auswertung deutlich, dass die Auf-

heizraten von den betrachteten Naturbrandverläufen am häufigsten bei 5 – 10 K/min liegen. 

Im Mittel kann die Aufheizrate zu ca. 15,68 K/min, wenn eine Nutzung entsprechend den 

vorgegebenen Randbedingungen entspricht. In der Abkühlphase stellen sich deutlich gerin-

gere Geschwindigkeiten ein, die am häufigsten bei 4 - 5 K/min liegen (Mittelwert bei 

5,6 K/min). Die maximale Temperatur liegt mit erhöhter Häufigkeit bei 700 bis 800°C, wobei 

der Zeitpunkt der maximalen Brandraumtemperaturen deutlich streut. Zur Bestimmung des 

„repräsentativen Naturbrandszenarios“ wird von den Mittelwerten der statistischen Auswer-

tung ausgegangen, die mit den Prüfrandbedingungen der experimentellen Versuchsdurch-

führungen kompatibel sind.  

Die Ergebnisse der Brandsimulationsergebnisse haben eine Bandbreite an unterschiedlichen 

Temperatur- Zeitverläufen aufgezeigt. Im Folgenden soll aus der Vielzahl der Naturbrandver-

läufe ein repräsentatives Naturbrandszenario bestimmt werden, dass der Forderung nach 

Allgemeingültigkeit genügt. Zudem werden die Ergebnisse der Brandsimulationsberechnung 

sowie die Auswahl des Naturbrandszenarios andiskutiert. 

 Diskussion und Auswahl eines repräsentativen Natur-3.5

brandszenarios 

Die sich ergebenen Temperatur- Zeitverläufe der Brandsimulationsberechnungen zeigten 

unterschiedliche Größenordnungen bezogen auf die Aufheiz- und Abkühlraten sowie maxi-

malen Temperaturen. Bei gleichen Eingabeparametern zeigten sich hinsichtlich des Tempe-

ratur-Zeitverlaufs bei den verwendeten Zonen- und Feldmodell ähnliche Ergebnisse, sodass 

von hinreichend genauen Brandsimulationsberechnungen ausgegangen werden kann. Die 

Unterschiede zwischen den Temperatur-Zeitverläufen der verwendeten Programme CFD 

und Zonenmodell lassen sich durch die steigende Komplexität und Rechengenauigkeit der 

Brandsimulationsprogramme begründen. FDS erfasst die Temperaturen an einem exakten, 

vom Anwender bestimmten Punkt innerhalb des Brandraumes. Eine Mittelung der gewählten 
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Temperaturstellen im Deckenbereich wurde durchgeführt, um eine Aussage über die mögli-

che thermische Beanspruchung (Heißgase/Brandraumtemperaturen) zu erhalten. Im Zo-

nenmodell stellt die berechnete Temperatur hingegen ein gemittelter Wert über die gesamte 

Heißgaszone dar. Die Ergebnisse sind folglich konservativ. Die sich ergebenen Naturbrand-

verläufe können nur für die ausgewählten Nutzungen (Industrie- und Büronutzung, Atrien) 

und unter Einhaltung der gewählten Parameter repräsentativ sein. Die Ergebnisse zeigen die 

Diversität von Naturbränden, deren Temperatur- Zeitverläufe durch verschiedenste Einfluss-

größen verändert werden können. 

Im Gesamten decken die erzeugten Naturbrandverläufe schnelle, mittlere und langsame 

Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sowie kurz, mittel und langanhaltende Branddauern 

ab. Unter der Voraussetzung, dass die untersuchten Nutzungen und Eingabedaten den An-

wendungsfällen der Forschungsarbeit gleichen, können die Naturbrandkurven angewendet 

werden. Für andere Nutzungen mit unterschiedlichen Brandlasten können die Temperatur- 

Zeitverläufe nicht bedingungslos übertragen werden. Eine Verallgemeinerung auf andere 

Nutzungen und Brandlastkonfigurationen ist nur im Rahmen vergleichbarer Aufheiz- und 

Abkühlraten möglich. Eine Überprüfung des nutzungsspezifischen Brandraums mit Brand-

schutzingenieurmethoden wird empfohlen. Durch die dargestellte Diversität der Naturbrand-

verläufe sind weitere Temperatur- Zeitverläufe denkbar. Eine Erweiterung der Brandsimulati-

onsberechnungen auf andere Nutzungen und Brandlasten würden die Datenbasis erweitern 

und die statistische Auswertung beeinflussen. Die Auswahl eines allgemeingültigen Natur-

brandszenarios deckt nicht alle erzeugten Temperatur- Zeitverläufe wie eine Umfüllende ab. 

Es wird nicht von einer konservativen Naturbrandkurve, die 90% der untersuchten Tempera-

tur- Zeitverläufe abdeckt ausgegangen. In Anlehnung an die Häufigkeitsverteilung und die 

daraus resultierenden Mittelwerte erfolgte die Auswahl einer Naturbrandkurve. Im Rahmen 

der Anwendungsgrenzen und gewählten Eingabeparameter ist das gewählte Natur-

brandszenario ein repräsentativer Naturbrandverlauf. Speziell im Vergleich zur Einheitstem-

peratur-Zeitkurve wird der charakteristische Verlauf mit Aufheizphase, Vollbrandphase sowie 

der anschließenden Abkühlphase deutlich.  

Die Auswahl des Temperaturzeitverlaufes, der als Naturbrandeinwirkung für den angestreb-

ten Großversuch verwendet wird, erfolgt auf Grundlage der statistischen Auswertung der 

Brandsimulationsberechnungen. Die Vielzahl an Heißgastemperaturzeitverläufen aus 

CFAST und FDS wurden hinsichtlich der Aufheizgeschwindigkeiten, der Abkühlraten und der 

maximalen Temperaturen sowie dem Zeitpunkt an dem diese auftreten ausgewertet. Für die 

Auswahl eines repräsentativen Naturbrandszenarios sind die sich ergebenen Mittelwerte für 
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die Aufheiz- und Abkühlraten sowie die maximalen Temperaturen zur Grunde gelegt worden, 

die die folgende Tabelle zeigt. 

Tabelle 3-4 Zusammenstellung Mittelwerte aus 89 Brandsimulationsberechnungen 

Aufheizrate K/min 15.6852559 

 

Abkühlrate K/min 5.61906564 

 

Maximale Tempe-

ratur 

°C  876.36155 

 

 

Die Mittelwerte ergeben sich aus einer statistischen Betrachtung von 89 Brandsimulationsbe-

rechnungen für die zuvor vorgestellten Nutzungen und Eingabegrößen. Bei Veränderung der 

Eingabeparameter könnten sich die Werte deutlich verändern. Sie liefern folglich nur einen 

Anhaltswert, welche Aufheiz- und Abkühlraten sowie maximale Brandraumtemperatur bei 

einem Naturbrandszenario auftreten können. 

 

Abbildung 3-10: Auswahl repräsentativer Naturbrandszenarien 

Der mit CFAST berechnete Temperatur-Zeitverlauf eines A = 500 m² großen Brandraumes 

mit einer Brandlastdichte von q = 300 MJ/m² (Brandlastart Kunststoff) entspricht mit seinen 

charakteristischen Merkmalen des Kurvenverlaufes den Mittelwerten aus der obenstehenden 

Tabelle 3-4. Die mittlere Steigung des Kurvenverlaufes liegt bei 20 K/min, d. h. der Wert liegt 

leicht oberhalb des statistisch ermittelten Mittelwertes von 15,68 K/min für die Aufheizphase. 

ausgewählter 

Naturbrand 
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Die mittlere Abkühlrate des ausgewählten Kurvenverlaufes kann zu 5 K/min angenommen 

werden, das nahezu dem erfassten Mittelwert von 5,62 K/min für die Abkühlphase entspricht. 

Die maximale Temperatur im Kurvenverlauf tritt in der 30. Minute auf und liegt bei 

ca. 852 °C. Der Mittelwert der maximalen Temperaturen ergab sich zu 876 °C. Der ausge-

wählte Kurvenverlauf orientiert sich demnach stark an den statistisch ermittelten Mittelwer-

ten. Im Vergleich zur Einheits-Temperaturzeitkurve, die bis dato den Bauteiluntersuchungen 

(z.B. bekleidete Stahlbauteile) zu Grunde gelegt wurde, zeigt sich anhand der ausgewählten 

Temperatur- Zeitkurve der charakteristische Verlauf des Naturbrandes mit Brandentste-

hungs-, Vollbrand- und Abkühlphase. Die bekleideten Stahlbauteile unterliegen somit einer 

anderen thermischen Beanspruchung.  

Das ausgewählte Naturbrandszenario genügt unter Berücksichtigung der gewählten Grenzen 

der Forderung nach Allgemeingültigkeit. Der Naturbrandverlauf samt Aufheiz- und Abkühlra-

ten wird als Grundlage für die geplanten experimentellen Untersuchungen und dem Beleg-

versuch eingesetzt. Die Anwendbarkeit des repräsentativen Naturbrandverlaufes gilt jedoch 

nur für die angesetzten Randbedingungen (Nutzungen, Brandlasten etc.) und darf nicht als 

allgemeingültiges Szenario, das alle Naturbrände abdeckt, verstanden werden.  

 Zusammenfassung 3.6

Ein Naturbrand stellt ein gebäude- und nutzungsspezifisches Ereignis dar. Im Vergleich zur 

Einheits-Temperaturzeitkurve charakterisiert sich ein Naturbrand durch eine Entstehungs-

phase, Vollbrandphase sowie eine Abkühlphase, um es ein reales Brandereignis möglichst 

realitätsnah abbilden kann. Die Einflussfaktoren für ein Naturbrandszenario sind divers und 

bestimmen den Temperatur- Zeitverlauf das Brandszenario maßgeblich. Insbesondere die 

Brandausbreitungsgeschwindigkeit, die Brandlast (Art und Dichte) sowie die Größe des 

Brandraumes spielen eine entscheidende Rolle, weshalb sie umfasst betrachtet wurden. Die 

Brandausbreitungsgeschwindigkeit beeinflusst insbesondere in der Brandentstehungsphase 

die Brandentwicklung. Es sind schnelle, mittlere sowie langsame Brandausbreitungsge-

schwindigkeiten untersucht worden, die einen Einfluss auf die Aufheizraten der betrachteten 

Naturbrandkurven haben. Die Festlegung der Einflussgrößen für Naturbrandszenarien erfolg-

te anhand von Industrie- und Büronutzungen sowie an einem Verwaltungsgebäude mit ei-

nem Atrium. Als Brandlasten sind Zellulose (Holz und Papier), Kunststoffe und Textilen mit 

unterschiedlichen Brandlastdichten untersucht worden. Ferner sind Veränderungen der 

Brandraumgröße sowie der Ventilationsbedingungen vorgenommen worden, die einen Ein-

fluss auf das Brandregime haben. Zusätzlich sind für Industrienutzungen Vollbrandszenarien 

und lokale Brände untersucht worden, da bei ausgedehnten Geometrien der Brandräu-
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me/Nutzungen ein örtlich begrenztes Brandereignis zur höheren thermischen Beanspru-

chungen führen kann. Unter Berücksichtigung der gewählten Anwendungsbereiche und der 

Annahme einer Brandausbreitung nach dem t²- Ansatz sind nutzungsspezifische Wärmefrei-

setzungsraten nach DIN EN 1991-1-2/NA (2010) [5] bestimmt worden. Die nutzungsspezifi-

schen Wärmefreisetzungsraten wurden als Eingangsgrößen für die Brandsimulationsberech-

nung mit dem CFD- und Zonenmodell verwendet. Die Ergebnisse der Brandsimulationsbe-

rechnungen haben eine Vielzahl an unterschiedlichen Temperatur- Zeitverläufen für einen 

Naturbrand herausgestellt.  

Die Ergebnisse haben gezeigt, dass bei lokalen Bränden bei Industrienutzungen höhere 

Temperaturen in der Brandentstehungsphase und folglich auch höhere Aufheizraten entste-

hen können. Bei der Annahme eines Vollbrandmodells ist ersichtlich, dass mit zunehmender 

Brandlastdichte die Temperaturen im Brandraum ansteigen und die Branddauer deutlich 

zunimmt. Ebenso haben die Brandsimulationsergebnisse gezeigt, dass eine Vergrößerung 

des Brandraumes bei gleichbleibender Brandlastdichte eine Erhöhung der Brandraumtempe-

raturen und einer Verlängerung der Branddauer zur Folge hat. Mit steigender Raumhöhe 

sinken jedoch die Temperaturen im Deckenfeld des Brandraumes. Bei einer Vergrößerung 

der Öffnungsfläche kann es in der Regel zu einer Reduzierung der Brandraumtemperaturen 

kommen, die auf die erhöhte Ventilation im Brandraum zurückzuführen ist. 

Die unterschiedlichen Temperatur- Zeitverläufe decken eine Bandbreite von Naturbränden 

ab. Insbesondere die Aufheiz- und Abkühlraten sowie die maximalen Temperaturen fallen 

durch die getroffene Anwendungsbreite sehr verschieden aus. Die sich ergebenen Tempera-

tur- Zeitverläufe können jedoch nur für die gewählten Nutzungen und Randbedingungen 

übertragen werden. Eine Verallgemeinerung auf andere Nutzungen und Brandlastkonfigura-

tionen ist nur im Rahmen vergleichbarer Aufheiz- und Abkühlraten möglich. 

Die Auswahl des repräsentativen Naturbrandszenarios ist anhand einer statistischen Aus-

wertung der Brandsimulationsergebnisse erfolgt. Die sich ergebenen Mittelwerte für die Heiz- 

und Abkühlraten sowie der maximalen Temperatur sind der Auswahl zu Grunde gelegt wor-

den. Der ausgewählte Naturbrandverlauf genügt somit der Allgemeingültigkeit für die be-

trachteten Nutzungen und den untersuchten Anwendungsbereichen. Die Ableitung des „re-

präsentativen Naturbrandverlaufs“ diente lediglich der Festlegung von Aufheiz- und Abkühl-

raten für die experimentellen Untersuchungen. 
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4 Experimentelle Bestimmung thermischer Materi-

alkennwerte 

 Einleitung 4.1

Im Allgemeinen stehen verschiedene thermoanalytische Messmethoden und Verfahren zur 

Auswahl, um das thermische Materialverhalten von Brandschutzmaterialien zu bestimmen. 

Die thermischen Materialkennwerte, wie die Wärmeleitfähigkeit λ, die spezifische Wärmeka-

pazität cp und die Rohdichte ρ sind für die Beurteilung des thermischen Schutzwirkung von 

Brandschutzmaterialien von besonderer Relevanz. Bei einer Brandbeanspruchung von 

Brandschutzmaterialien sind die thermischen Materialeigenschaften jedoch aufgrund von 

physikalischen oder chemischen Prozessen, die infolge der steigenden Temperaturbean-

spruchung auftreten, veränderlich. Die thermischen Materialeigenschaften stellen demzufol-

ge temperaturabhängige Materialkennwerte dar, die mittels geeigneter Verfahren oder 

Messmethoden zwingend temperaturabhängig bestimmt werden sollten.  

Um die thermischen Materialkennwerte (Wärmeleitfähigkeit, spezifische Wärmekapazität, 

Rohdichte) als Funktion der Temperatur zu bestimmen, kann sich der sogenannten thermo-

analytischen Messverfahren und Methoden bedient werden. Im Allgemeinen kann dabei zwi-

schen einer statischen oder einer dynamischen Messung unterschieden werden. Während 

bei statischen Verfahren die Messgrößen bei einer diskontinuierlichen Temperaturerhöhung 

zu jedem Temperaturschritt einzeln gemessen werden, wird bei einer dynamischen Messung 

die Zielgröße als Funktion der Temperatur und/oder der Zeit kontinuierlich erfasst (vgl. [38]). 

Im Hinblick auf die Ermittlung der temperaturabhängigen thermischen Kennwerte für Brand-

schutzbekleidungen eignen sich dynamische Verfahren eher, wobei statische Messverfahren 

und Methoden ebenfalls zur Anwendung kommen können. Im Rahmen des Forschungsvor-

habens wird sich im Wesentlichen auf die Verfahren beschränkt, die zur Ermittlung von λ, ρ 

und cp für betrachteten Bekleidungsmaterialien geeignet sind.  

Zunächst werden die verwendeten thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren, die 

zur experimentellen Bestimmung der thermischen Kennwerte verwendet wurden, beschrie-

ben. Der Massenverlust in Abhängigkeit der Temperatur und der sich daraus ergebene tem-

peraturabhängige Rohdichteverlauf von Brandschutzbekleidungen lassen sich anhand der 

Thermogravimetrie ermitteln, weshalb die thermogravimetrische Analyse genauer beschrie-

ben wird. Für die Bestimmung der temperaturabhängigen spezifischen Wärmekapazität und 

der Wärmeleitfähigkeit können verschiedene, teils auch gekoppelte Verfahren und Methoden 
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zur Anwendung kommen. Im Folgenden werden die dynamische Differenzkalorimetrie Ana-

lyse und die „Transident Plane Source Method“ anhand des sogenannten Hot Disk Verfah-

rens vorgestellt. Zusätzlich wird auf die Bestimmung des Massenverlustes unter Verwendung 

eines Cone Calorimeters eingegangen. Im Weiteren wird die Anwendung der zuvor be-

schriebenen thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren beschrieben. Anschließend 

werden die Ergebnisse der exemplarisch durchgeführten experimentellen Untersuchungen 

von Brandschutzplatten, einem Brandschutzputz sowie eines wasserbasierten und lösemit-

telhaltigen reaktiven Brandschutzsystems vorgestellt. Für die Brandschutzmaterialien wurden 

temperaturabhängige Materialkennwerte für die Wärmeleitfähigkeit, die spezifische Wärme-

kapazität und die Rohdichte im Labormaßstab bestimmt. Für die reaktiven Brandschutzsys-

teme erfolgte zusätzlich die Analyse des Expansionsverhaltens in Form von heizratenabhän-

gigen Expansionskurven. 

 Thermoanalytische Messmethoden und –verfahren 4.2

4.2.1 Allgemeines 

Im Folgenden werden die verwendeten thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren 

anhand ihrer Messmethode und ihrer Zielgrößen umfassend erläutert. Dabei wird kurz auf 

die benötigten Apparaturen, deren Besonderheiten, mögliche Probenbesonderheiten und die 

Bereiche, in denen eine Messung vollzogen werden kann, eingegangen. Für die unterschied-

lichen Verfahren und Methoden wird jeweils immer das allgemeine Prinzip beschrieben, das 

sich auf Messinstrumente und Verfahren verschiedener Hersteller übertragen lässt. 

4.2.2 Thermogravimetrische Analyse (TGA) 

Die thermogravimetrische Analyse, kurz TGA, kann zur Bestimmung des temperaturabhän-

gigen Massenverlustes verwendet werden. Aufgrund der Messergebnisse und unter der An-

nahme, dass das Volumen der Probe konstant bleibt, kann auf den Verlauf der Rohdichte in 

Abhängigkeit der Temperatur geschlossen werden. Die thermogravimetrische Analyse ist 

nach DIN 51006 (2005) [26] normativ festgelegt. 

Das genormte Verfahren der Thermogravimetrie beruht auf dem Prinzip, dass eine Material-

probe kontinuierlich erwärmt oder abgekühlt und dabei dauerhaft einer Wägung unterzogen 

wird. Bei gleichzeitiger Wägung und Temperaturbeaufschlagung der Probe kann dann eine 

Korrelation zwischen den Messwerten für den Massenverlust sowie der Temperatur herge-

stellt werden (DIN 51006 (2005)[26]). Die thermogravimetrische Analyse kann dabei sowohl 

statisch als auch dynamisch durchgeführt werden. Für die Ermittlung des temperaturabhän-
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gigen Massenverlustes respektive Rohdichte ist eine dynamische TGA ratsam, weil durch 

eine kontinuierliche Temperaturerhöhung/-verringerung die Masse in Abhängigkeit der Pro-

bentemperatur kontinuierlich erfasst wird (vgl. [66]). Das Messverfahren kann dabei sowohl 

eine Massenzunahme als auch Massenabnahme detektieren, je nachdem welche Prozesse 

bei der Temperaturbeaufschlagung der Probe auftreten. Anhand der Messwerte lässt sich 

der Massenverlust in Abhängigkeit der folgenden Gleichung ermitteln: 

       m(T) = m0- ∆m        (4.1) 

mit  𝑚0 Ausgangsmasse bei Raumtemperatur 

 ∆𝑚 Massenänderung 

 

Für eine thermogravimetrische Analyse kommen eine sogenannte Thermowaage mit Pro-

benhalterung, ein Ofen mit Temperaturregelung und die zu untersuchende Probe des zu 

untersuchenden Materials zum Einsatz (vgl. Abbildung 4-1). Zusätzlich kann die Versuchs-

einrichtung erweitert werden, sodass es möglich ist eine definierte Umgebungsatmosphäre 

im Ofen, der die Materialprobe umschließt, zu erzeugen. Die Probenmengen sind in mg-

Bereich angeordnet, sodass sie meist in pulverisierter Form vorliegen. Das Probenmaterial 

wird in einen Tiegel gegeben, der aus Aluminium, Saphir oder Platin bestehen kann. Die 

Thermogravimetrie kann je nach verwendeter Prüfeinrichtung (Ofen, Thermowaage) im 

Temperaturbereich von 20 °C bis 1.000 °C verwendet werden. Ein beispielhafter Versuchs-

aufbau sowie eine Prinzipskizze sind in Abbildung 4-1 dargestellt. 

 

Abbildung 4-1: Systematischer Versuchsaufbau und Prinzipskizze TGA nach Schwabe [40] 
sowie Frick und Stern [66] 
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4.2.3 Differencial Scanning Calorimetry (DSC) 

Zur Bestimmung der spezifischen Wärmekapazität cp kann die Dynamische Differenzkalori-

metrie Analyse (engl. Differential Scanning Calorimeter), im weiteren DSC genannt, verwen-

det werden. Bei der DSC Analyse wird die Wärmestromdifferenz von einer Probe des zu un-

tersuchenden Materials und einer Referenzprobe gemessen (vgl. [40]). Das Messprinzip 

beruht auf der Messung der Temperaturen und den auftretenden Wärmestromdifferenzen 

von einer Probe zu einem Referenzkörper. Sowohl die Materialprobe als auch die Referenz-

probe werden dem gleichen Temperaturprogramm (Aufheizung mit anschließender Abküh-

lung) unterzogen. Bei der Messung der thermodynamischen Daten sowie der Wär-

mestromdifferenzen können Rückschlüsse auf die Reaktions- und Verdampfungsenthalpie 

gezogen und die thermische Materialeigenschaft der spezifischen Wärmekapazität und de-

ren Temperaturabhängigkeit erfasst werden (vgl. [37]). Insbesondere die thermischen Mate-

rialveränderungen, die sich in endo- oder exothermen Prozessen als Enthalpieänderung ∆H 

äußern können, sind bei der temperaturabhängigen Erfassung der spezifischen Wärmeka-

pazität entscheidend. Die DSC-Analyse ist in den Normen DIN 51007 (2005) [27] und ISO 

11357-1 (2016) [13] beschrieben. 

Bei der DSC-Analyse wird die Differenz des Wärmestromes von einem Heizelement (Ofen) 

zur untersuchten Materialprobe sowie der Referenzprobe als Funktion der Temperatur und 

Zeit erfasst. Für den Versuchsaufbau ist ein Ofen mit Temperaturregulierung, eine Proben-

haltungen sowie eine Messeinrichtung zur Ermittlung der Zielgrößen notwendig. Für die Pro-

benhalterungen können Tiegel aus Aluminium, Saphir oder Platin verwendet werden. Für die 

Referenzprobe sollte eine Substanz oder ein Baustoff ausgewählt werden, der im untersuch-

ten Temperaturbereich möglichst keinerlei thermische Effekte zeigt (vgl. [38]). Folglich sollte 

die Referenz auch einen definierten Wärmefluss vorweisen. Während der Durchführung der 

DSC-Analyse werden mittels der Messeinrichtungen, die abgegebenen und aufgenommenen 

Wärmemengen (differenzielle Wärmefluss) der Materialprobe und der Referenzprobe ge-

messen. Für die Durchführung stehen dabei zwei unterschiedliche Vorgehensweisen zur 

Verfügung (vgl. [37], [38] und [40]): 

 

 Dynamische Wärmestromdifferenzkalorimetrie (Heat Flow DSC), 

 Dynamische Leitungsdifferenzkalorimetrie (Power Compensating DSC). 

 

Sie unterscheiden sich in ihrer Messanordnung, jedoch bleibt das Grundprinzip der Messung 

gleich. Beim „Heat Flux“ befinden sich die Materialprobe und die Referenz gemeinsam auf 

einer Metallscheibe in einem Ofen. Die Probe des zu untersuchenden Materials und deren 
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Referenz werden dabei dem gleichen Temperatur- Zeitverlauf (Heiz- und Abkühlprozesse) 

unterzogen. Während der DSC Messung treten Unterschiede des Wärmeflusses bei der 

Temperaturmessung des Ofens und der Probe bzw. der Referenz auf (vgl. [40]). Durch die 

temperaturbedingte Änderung des Probenmaterials und dessen Wärmekapazität entsteht 

eine Wärmestromdifferenz, die proportional zur Temperaturdifferenz ist (vgl. [35]). Eine Be-

rechnung und Beurteilung der Enthalpieänderung ist durch die Integration der gemessenen 

𝛥TProbe – TReferenz-Kurve möglich (vgl. [35]). Im Gegensatz dazu, sind die Probe und die Refe-

renz bei der „Power Compensation“ in zwei voneinander unabhängigen, thermisch isolierten 

Öfen untergebracht. In den Öfen sind die Materialprobe sowie die Referenz dem gleichen 

Temperaturprogramm mit identischer Aufheiz- und Abkühlrate ausgesetzt. Dabei wird die 

auftretende Temperatur an der Probe, der Referenz und im Ofen selbst aufgezeichnet. 

Durch einen elektronischen Regelkreis wird die sich ergebene Temperaturdifferenz von Pro-

be und Referenz 𝛥T = TProbe – TReferenz = 0 °C auf null gehalten (vgl. [38], [40]), indem durch 

Änderung der Heizleistung für einen ständigen Temperaturausgleich gesorgt wird. Die Tem-

peraturdifferenz wird folglich elektrisch kompensiert. Die dafür notwendige Leistung wird als 

Funktion der Temperaturen aufgezeichnet. Die Heizleistungsdifferenz entspricht der Wär-

mestromdifferenz der Materialprobe und deren Referenz (vgl. [35], [40]). In Abbildung 4-2 

sind die prinzipiellen Aufbauten für die beschriebenen Vorgehensweisen der DSC- Analyse 

anhand von Prinzipskizzen aufgezeigt. 

 

    

Abbildung 4-2: Systematischer Versuchsaufbau einer DSC-Analyse als Heat Flow DSC 
(links) oder Power Compensation DSC (rechts) nach Krellner [37] 

Die Messungen können je nach Apparatur und Hersteller in Temperaturbereichen zwischen -

150 °C bis 1.000 °C durchgeführt werden. 

Die dynamische Differenzenkalorimetrie Analyse kann auch mit der thermogravimetrischen 

Analyse gekoppelt werden. Die sogenannte Simultane Thermoanalyse, kurz STA oder ge-

mäß der Verfahren DSC-TG, kann zeitgleich die spezifische Wärmekapazität und den Mas-

senverlust respektive die Rohdichte in Abhängigkeit der Temperatur erfassen. Folglich wird 

die Probe mit einem definierten Temperatur- Zeitverlauf thermisch belastet und neben der 

Gewichtsänderung auch die spezifische Wärmekapazität in Abhängigkeit der Temperatur 
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bestimmt. Für die Anwendung der simultanen Thermoanalyse muss die Versuchsapparatur 

für die DCS lediglich um eine Thermowaage erweitert werden. Ansonsten werden die Mess-

prinzipien der Thermogravimetrie und der dynamischen Differenzenkalorimetrie angewendet. 

Die Vorteile der simultanen Messung liegen darin begründet, dass die gleichen Prüfbedin-

gungen zur Ermittlung der Messgrößen vorliegen. Folglich ist eine Vergleichbarkeit der Wer-

te aufgrund der gleichen Prüfbedingungen gegeben. Die DSC zur Bestimmung der thermi-

schen Materialkennwerte cp und ρ der betrachteten Brandschutzplatten und Brandschutzput-

ze herangezogen worden. Die DSC-TG ist zur Bestimmung der thermischen Materialkenn-

werte cp und ρ der betrachten reaktiven Brandschutzsystem angewendet worden. 

4.2.4 Transient Plane Source Method (TPS) 

Die Transient Plane Source Method, kurz TPS, stellt ein thermoanalytische Methode zur Er-

mittlung der temperaturabhängigen Wärmeleitfähigkeit und der spezifischen Wärmekapazität 

von Feststoffen dar. Die TPS- Methode findet beim normierten Hot Disk Verfahren nach 

DIN EN ISO 22007-2 (2015) seine Anwendung. Das transiente Verfahren verfolgt ein simp-

les Messprinzip. Zwischen zwei Probenhälften wird ein Sensor positioniert, der sowohl als 

Heizquelle sowie auch als Thermoelement dient („selbstheizender Messfühler“). Zu den Au-

ßenseiten ist der Probekörper thermisch isoliert. Anhand der Messdaten des Sensors, der 

verwendeten Heizleistung und der Messzeit können die Temperatur- und Wärmeleitfähigkeit 

der Probe ermittelt werden. Zusätzlich kann durch Division der gemessenen thermischen 

Wärmeleitfähigkeit λ und der Temperaturleitfähigkeit αth die volumenspezifische Wärmeka-

pazität Cp nach DIN EN ISO 22007-2 (2015) berechnet werden. Eine Bestimmung der ther-

mischen Materialkennwerte ist sowohl bei Raumtemperatur und als auch temperaturabhän-

gig unter Vorgabe eines Aufheiz- und Abkühlprogramm möglich.  

Zur Umsetzung der Methode werden zwei identische Probenhälften, ein Sensor, ein Ofen 

und eine Einrichtung zur Datenauswertung benötigt. Der Sensor stellt eine bifilare Spirale 

aus Nickel dar, die durch eine Beschichtung aus Kapton, Mica oder Teflon (Dicke 0,01 bis 

0,025 mm) zur elektrischen Isolation und nötigen Sensorstabilität geschützt wird (vgl. [36], 

[41]). Die Sensorspirale weist eine Dicke von 10 µm auf und kann je nach Sensortyp in ihrem 

Radius variieren, sodass unterschiedliche Probengroßen getestet werden können (vgl. Dixon 

[36]). Der für die TPS charakteristische Sensor mit den spiralförmigen Leiterbahnen sowie 

der zusammengesetzte Prüfkörper für das Hot Disk Verfahren werden in Abbildung 4-3 ge-

zeigt. Der systematische Versuchsaufbau ist ebenfalls dargestellt. 
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Abbildung 4-3: Systematischer Versuchsaufbau (rechts) und Sensorpositionierung (links) 
nach Dixon [36] bei der Transient Plane Source Methode 

Während der Anwendung der TPS- Methode müssen im Ofen konstante Umgebungsbedin-

gungen und gleichbleibende Temperaturen herrschen, weshalb dieser oft auch als Vakuum 

ausgebildet wird. Die konstante Temperatur soll dazu führen, dass sich im Prüfkörper eine 

stabile Temperatur einstellt. Folglich muss die Temperatur im Probenraum lange genug ge-

halten werden, damit sich die Probentemperaturen und die Temperaturen im Sensor stabili-

sieren können (vgl. Suleiman [120]). Dabei ist es jedoch möglich, dass energetische Effekte, 

die aufgrund von chemischen Reaktionen oder durch die Verdampfung von freiem oder ge-

bundenem Wasser auftreten können, nicht oder nur teilweise detektiert werden. Mit Hilfe des 

Hot Disk Verfahren kann ein definiertes Temperaturprogramm abgefahren werden, bei dem 

die Prüftemperatur sukzessive gesteigert wird. Je Temperatur können dann Wärmeleitfähig-

keitsmessungen vorgenommen werden. Nach DIN EN ISO 22007-2 (2015) [25] sind jeweils 

drei Messungen je Temperatur empfohlen. Für die Messung wird durch elektrischen Strom 

ein Wärmeimpuls durch die Sonde geleitet (vgl. [41]). Dabei ist der thermische Widerstand 

des Materials der Sonde derart ausgelegt, dass über den elektrischen Widerstand auf einen 

Temperaturanstieg geschlossen werden kann (vgl. Dixon [36]). Die Temperaturdifferenz zwi-

schen Sensor und Prüfkörper wird während des Prüfvorganges gemessen. Zusätzlich wird 

eine elektrische Brücke aufgebaut, die die Spannungen über die Dauer der Messung misst 

(DIN EN ISO 22007-2 (2015) [25]). Über die Spannungsmesswerte kann anschließend der 

Temperaturanstieg bestimmt werden. Bei Spannungsänderungen werden gleichzeitig der 

Widerstands- und Temperaturabfall als Funktion der Zeit erfasst (vgl. Dixon [36]). Die Tran-

sient Plane Source Methode unter Anwendung des Hot Disk Verfahrens kann in Tempera-

turbereichen zwischen – 250 °C bis 900 °C die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit im 

Wertebereich von 0,005 W/(m∙K) bis 500°W/(m∙K) (vgl. Dixon [36], Suleiman [120]) bestim-

men. Die verwendeten Sensoren und der Messaufbau mit Ofen bestimmen dabei die Rand-

bedingungen der Messmethode. 
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4.2.5 Massenverlust im Cone Calorimeter 

Zur Bestimmung des temperaturabhängigen Massenverlustes und der Wärmeleitfähigkeit 

kann ebenfalls der Cone Calorimeter verwendet werden. Im Gegensatz zur Thermogravimet-

rischen Analyse kann die Probe im Einbauzustand betrachtet werden. Die Brandschutzplat-

ten und Brandschutzputze können in ihrer herkömmlichen Form/ Konstitution hinsichtlich 

ihres Massenverlustes untersucht werden. Unter Anwendung einer konstanten Wärmestrah-

lung werden Proben einer gleichzeitigen Wägung und Temperaturmessung unterworfen. Der 

systematische Versuchsaufbau ist in Abbildung 4-4 gezeigt. 

 

Abbildung 4-4: Systematischer Versuchsaufbau der Massenverlustmessung im Cone Calo-
rimeter 

Die Materialprobe wird auf einer Thermowaage gelegt, die während der konstanten Bestrah-

lung kontinuierlich das Probengewicht erfasst. Innerhalb der untersuchten Materialprobe sind 

in drei Ebenen Thermoelemente Typ K platziert worden, um die Probentemperaturen zu er-

fassen. Der konische Heizer wurde mit einer konstanten Strahlungsintensität eingestellt, so-

dass die Materialprobe kontinuierlich einer Temperatureinwirkung infolge der Strahlung aus-

gesetzt war.  

4.2.6 Digitale Expansionsanalyse 

Die thermische Schutzwirkung von reaktiven Brandschutzsystemen wird in erster Linie durch 

das Expansionsverhalten dominiert. Für die Analyse des zeitlichen Verlaufs der Expansion 

hat sich in der Fachwelt inzwischen die digitale Expansionsanalyse etabliert (vgl. Mesquita et 

al. [102], Zhang et al. [141] und Tabeling [122]). Bei diesem Verfahren wird die Probe mit 

einer Digitalkamera gefilmt. Die auf diese Weise dokumentierte Volumenänderung des 

Brandschutzsystems wird im Nachgang über eine Bildanalyse ausgewertet. Hierfür wird die 

gebildete Schaumschichtdicke bzw. der sich hieraus ergebene Expansionsfaktor in Abhän-

gigkeit der Zeit berechnet. Wird innerhalb der Versuche zudem die Temperatur innerhalb der 

expandierten Schaumschicht gemessen, lässt sich der Expansionsfaktor zusätzlich in Ab-

hängigkeit der Materialtemperatur beschreiben. Dieser Ansatz bietet die Möglichkeit die auf 
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diese Weise ermittelte Expansionskurve später in numerischen Simulationen zu verwenden. 

Von dieser Möglichkeit wurde im Rahmen dieses Forschungsberichtes Gebrauch gemacht. 

Das hier verwendete Messprinzip wurde am Institut für Stahlbau der Leibniz Universität Han-

nover entwickelt und ist auf Tabeling [122] zurückzuführen. Anders als bei Mesquita et al. 

[102] und Zhang et al. [141] werden bei dieser Prüfmethode dünne, kleinmaßstäbliche Stahl-

platten (25 x 25 x 0,7 mm) verwendet (vgl. Abbildung 4-5). Hierdurch wird erreicht, dass die 

thermische Trägheit des Trägermaterials auf ein Mindestmaß reduziert wird und das Erwär-

mungsverhalten der Probe ausschließlich von der Temperatureinwirkung abhängt. Auch die 

Trockenschichtdicken der Brandschutzsysteme sind nach Möglichkeit auf max. 350 – 400 

μm zu begrenzen, um eine nahezu homogene Erwärmung der Schaumschicht sicherzustel-

len. Die Probengröße und Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems richten 

sich zudem nach dem Öffnungsmaß des Schaulochs innerhalb der Ofentür. Eine zu hohe 

Trockenschichtdicke würde zu größeren Schaumschichtdicken expandieren, die sich aus 

dem Sichtfeld der Digitalkamera hinaus bewegen würden. 

In Abbildung 4-5 sind exemplarisch die Proben vor der Beschichtung und nach der Trock-

nung des reaktiven Brandschutzsystems dargestellt. 

 

Abbildung 4-5: Stahlplatte (25 x 25 x 0,7 mm) vor der Vorbereitung für die Applikation des 
RBS (links) und nach dem Trocknen des Brandschutzsystems (rechts) 

Die Erwärmung der zu untersuchenden Probe erfolgt mithilfe eines Elektroofens LE 1/11 der 

Firma Nabertherm. Dieser besitzt eine Ofenkammer mit einem Fassungsvolumen von 

1.000 cm³ (1 Liter). Die Probe wird für die Durchführung der Expansionsanalyse auf Höhe 

der Ofentüröffnung auf einer Keramikplatte positioniert. Umgeben wird die Probe von insge-

samt vier Heizspiralen, die die Erwärmung der Probe sicherstellen (vgl. Abbildung 4-6). 

Um die Materialtemperatur innerhalb der expandierten Schaumschicht messen zu können, 

werden Thermoelemente des Typs K (Drahtdurchmesser: 0,51 mm) in Abständen von 

0, 3 und 6 mm von der Probenoberfläche angeordnet (vgl. Abbildung 4-7). Über die an den 

Enden der Thermoelemente angeordneten Schweißperlen erfolgt die Messung der Tempera-
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tur. Hierfür wird der Messverstärker Quantum MX1609 der Firma HMB verwendet. Zusätzlich 

wird während des Versuchs die Brandraumtemperatur für Kontrollzwecke über ein Thermo-

element Typ K oberhalb der Probe gemessen. Das sich innerhalb der Ofenkammer befindli-

che Stabthermoelemente wird hingegen zur Steuerung des Ofen eingesetzt.  

 

Abbildung 4-6: Elektroofen (links) und Anordnung der Keramikplatte innerhalb der Ofen-
kammer (rechts) 

Die Aufnahme des Expansionsverhaltens erfolgt anhand einer Endoskopkamera. Da es sich 

hierbei um keine hochtemperaturbeständige Kamera handelt, wird die Kamera ca. 25 mm 

vor der Ofentüröffnung positioniert. Zusätzlich wird die Kamera mit einem Druckluftstrom 

gekühlt, der senkrecht zum Schauloch des Elektroofens ausgerichtet ist, um die Tempera-

turentwicklung innerhalb der Ofenkammer nicht zu beeinflussen (vgl. Abbildung 4-7). Alterna-

tiv kann auch eine wasser- oder luftgekühlte Hochtemperaturkamera verwendet werden, die 

direkt in den Ofen installiert wird. Ein Beispiel hierfür liefert der Muffelofen STT Mufu+ mit 

integrierter Brandraumkamera, der an der Bundesanstalt für Materialforschung und -prüfung 

entwickelt wurden (vgl. Krüger et al. [93]). 

Mit der hier verwendeten Endoskopkamera werden 5 Bilder pro Sekunde im AVI-Format auf-

gezeichnet. Mit diesem Format werden zwar große Videodateien generiert, das Format hat 

jedoch den Vorteil, dass die Dateien problemlos im Datenverarbeitungsprogramm Mat-

lab [32] eingelesen und weiterverarbeitet werden können. Bei der Weiterverarbeitung werden 

die Einzelbilder des aufgezeichneten Videos mithilfe eines bildbasierten Matlab-

Messprogramms ausgewertet, das von Neggers [103] entwickelt wurde und universell für 

beliebige Messaufgaben verwendet werden kann (vgl. Abbildung 4-8). Voraussetzung für die 

Anwendung des Programms ist die Kenntnis einer Referenzstrecke innerhalb des zu analy-

sierenden Bildes, das für die Kalibrierung (Erstellung des Zusammenhangs zwischen Pixel-
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anzahl und in dem Bild abgebildeten Längengröße) benötigt wird. Im Falle der Expansions-

analyse dient die Abmessung der Probe als Referenzgröße. 

Für die Extrahierung der Einzelbilder aus den Videodateien wurde am Institut für Stahlbau 

ein Matlab-Skript entwickelt. Damit wird die AVI-Datei in Einzelbilder (Bildformat: PNG) über-

führt. Vorteil des Matlab-Skriptes ist es, dass die Intervalle, in denen die Bilder ausgelesen 

werden sollen, benutzerabhängig definiert werden können. So kann z.B. die Videosequenz 

des Expansionsvorgangs deutlich feiner aufgelöst werden als die Zeitpunkte davor und da-

nach. Als praktikabel haben sich bei der Auswertung des Expansionsverhaltens Zeitschritt-

weiten von 5 Sekunden (jedes 25. Bild) für den Vorgang der Expansion und 30 Sekunden 

(jedes 150. Bild) für die Phasen davor und danach erwiesen.  

 

Abbildung 4-7: Versuchsaufbau zur Durchführung der digitalen Expansionsanalyse an klein-
maßstäblichen Proben (Stahlplatten 25 x 25 x 0,7 mm) 

Die Expansion der reaktiven Brandschutzsysteme erfolgt in der Regel unregelmäßig. Daher 

sollte die expandierte Schichtdicke an mehreren Stellen gemessen werden. Als ausreichend 

genau haben sich hierbei fünf Messstellen erwiesen. Drei der fünf Messstellen sollten stets 

an den Temperaturmessstellen der Thermoelemente angeordnet werden. Mit den anderen 

beiden Messstellen sollte der Minimal- und Maximalwert der Schaumschicht ermittelt wer-

den. Anschließend sind die gemessenen Schichtdicken einer Mittelwertbildung zu unterzie-

hen und über den Zusammenhang zwischen der Versuchszeit und den gemessenen Materi-

altemperaturen einer mittleren RBS-Temperatur zuzuordnen. Bei der Ermittlung der mittleren 

RBS-Temperatur ist darauf zu achten, dass die mittlere Materialtemperatur nur mit den 

Messdaten der Thermoelemente ermittelt wird, die bereits von der expandierten Schaum-

schicht eingeschlossen sind. Andernfalls wird die Gastemperatur bei der Beschreibung des 

temperaturabhängigen Expansionsfaktors herangezogen und die Ergebnisse damit ver-
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fälscht. Zu Versuchsbeginn ist demnach ausschließlich die Temperatur des Thermoelemen-

tes TE 0 mm für die Definition der Expansionskurve heranzuziehen. 

 

Abbildung 4-8: Bildbasiertes Matlab-Messprogramm Jann5s (Version 1.14) von Neggers 
[103] für die Messung der expandierten Schaumschicht 

Je nach Steuerelement des Elektroofens lassen sich beliebige Temperaturzeitkurven für die 

digitale Expansionsanalyse definieren. Im Rahmen des vorliegenden Forschungsberichts 

wurden die in Abbildung 4-9 und Abbildung 4-11 dargestellten Temperaturzeitkurven zu-

grunde gelegt. Auf diese Weise wurden die reaktiven Brandschutzsysteme zum einen kon-

stanten Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30, 50 und 70 K/min ausgesetzt. Zum anderen 

erfolgte die Expansionsanalyse für eine thermische Einwirkung infolge der Einheits-

Temperaturzeitkurve. Diese stellt in Hinblick auf die derzeitig geltenden Zulassungsprüfun-

gen die Referenz-Normbrandkurve dar. 

Bei der Festlegung der Temperaturzeitkurven für die digitale Expansionsanalyse wird be-

wusst auf repräsentative Naturbrandkurven verzichtet. Vielmehr werden für die Untersu-

chungen Temperaturzeitkurven definiert, die den Charakter der Erwärmungsphasen unter-

schiedlicher Naturbrandkurven widerspiegeln. Daher werden die Temperaturzeitkurven mit 

den in Abbildung 4-9 aufgeführten konstanten Aufheizgeschwindigkeiten festgelegt. Hier-

durch soll der Einfluss variierender Aufheizgeschwindigkeiten auf das Expansionsverhalten 

der reaktiven Brandschutzsysteme quantifiziert werden. 
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Konstante Aufheizgeschwindig-

keiten:   

Steigerung der Ofentemperatur 

von jeweils 20 °C auf 1000 °C: 

 10 K/min (98 Minuten) 

 30 K/min (33 Minuten) 

 50 K/min (20 Minuten) 

 70 K/min (14 Minuten) 

Abbildung 4-9: Im Rahmen der digitalen Expansionsanalyse untersuchte Temperaturzeitkur-
ven mit konstanter Aufheizgeschwindigkeiten 

Für eine vollständige Analyse des Expansionsverhaltens sollten zusätzlich zu den in Abbil-

dung 4-9 aufgeführten Temperaturzeitkurven auch Prüfkurven zugrunde gelegt werden, mit 

denen unterschiedliche Maximaltemperaturen (300, 400, 500 und 600 °C) erreicht werden, 

ehe dann die Abkühlphase einsetzt. Derartige Prüfkurven sind exemplarisch in Abbildung 

4-10 für eine Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min dargestellt. Diese sind für die restlichen 

Aufheizgeschwindigkeiten und Zieltemperaturen beliebig erweiterbar. 

 

Systematische Analyse des Ex-

pansionsverhaltens:   

Einfluss der Zieltemperatur 

(300, 400, 500, 600 °C) und der 

Abkühlphase auf die Ausbildung 

der Schaumschicht. 

Systematisch für Aufheizge-

schwindigkeiten von 10, 30, 50 

und 70 K/min durchzuführen. 

Abbildung 4-10: Erweiterung der Temperaturzeitkurven für eine systematische Analyse des 
Expansionsverhaltens von reaktiven Brandschutzsystemen für die Aufheiz- und Abkühlphase 

mit unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten 

Die nominelle Einheits-Temperaturzeitkurve basiert auf einer Logarithmusfunktion und ver-

ändert daher stetig ihre Steigung, die in diesem Fall die Aufheizgeschwindigkeit darstellt. Da 

das Steuerelement des verwendeten Elektroofens ausschließlich mit konstanten Aufheizge-

schwindigkeiten arbeitet, wurde die Einheits-Temperaturzeitkurve im Rahmen der Versuche 
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durch die in Abbildung 4-11 dokumentierten Aufheizgeschwindigkeiten angenähert. In dem 

Anfangsbereich wurde die Erwärmungsphase der nominellen Einheits-Temperaturzeitkurve 

dadurch zum Teil unterschätzt. 

 

Einheits-Temperaturzeitkurve:   

Approximation durch multilinea-

ren Kurvenverlauf mit unter-

schiedlichen Aufheizgeschwin-

digkeiten: 

 Bereich I: 110 K/min 

 Bereich II:  15 K/min 

 Bereich III:   5 K/min 

 

Abbildung 4-11: Im Rahmen der digitalen Expansionsanalyse verwendete Approximation der 
Einheits-Temperaturzeitkurve (ETK) 

Für eine noch genauere Abbildung der Einheits-Temperaturzeitkurve wird empfohlen den 

Anfangsbereich des Kurvenverlaufs durch mehrere lineare Bereiche zu beschreiben. Der in 

Abbildung 4-11 dargestellte Temperaturverlauf aus den durchgeführten Expansionsanalysen 

hält die in DIN EN 1363-1 [3] definierten Grenzwerte für die maximal zulässigen prozentua-

len Abweichungen von der Fläche der Einheits-Temperaturzeitkurve ein und darf somit für 

die Untersuchungszwecke herangezogen werden. 

4.2.7 Erwärmungsversuche im Elektroofen 

Erwärmungsversuche an beschichteten Stahlplatten habe sich in der Vergangenheit als pro-

bates Mittel erwiesen, um die Leistungsfähigkeit reaktiver Brandschutzsysteme im Brandfall 

zu untersuchen. Durch die Wahl unterschiedlicher Stahlplattendicken lässt sich der Profilfak-

tor A/V variieren und damit der Einfluss der Bauteilmassigkeit auf die thermische Schutzwir-

kung quantifizieren.  

Die Analyse des Stands der Forschung hat ergeben, dass sich die Tendenz zu immer kleiner 

werdenden Stahlplatten entwickelt. Während in den nationalen Zulassungsprüfungen Proben 

mit den Abmessungen von 500 x 500 x 5 mm und auf europäischer Ebene 300 x 200 x 5 mm 

zum Einsatz kommen, werden in den wissenschaftlichen Arbeiten zumeist Proben der Größe 

100 x 100 x 5 mm verwendet. Dennoch haben alle Ansätze gemein, dass für die Bewertung 

der Leistungsfähigkeit ausschließlich die Stahlplattentemperatur herangezogen wird, die auf 

der Rückseite der Stahlplatte gemessen wird. 
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Für eine detaillierte Analyse reaktiver Brandschutzsysteme ist die Entwicklung des Tempera-

turprofils innerhalb der expandierten Schaumschicht von großer Bedeutung. Aus diesem 

Grund wurde ein Prüfverfahren entwickelt, mit dem auch die Temperatur innerhalb der 

Schaumschicht gemessen wird. Ähnliche Ansätze sind in Tabeling [122] und an der Bundes-

anstalt für Materialforschung und -prüfung (vgl. Krüger et al. [93]) zu finden. 

Für die Analyse des Temperaturprofils innerhalb der expandierten Schaumschicht werden zu 

Versuchsbeginn Thermoelemente Typ K (Drahtdurchmesser: 0,51 mm) durch Bohrlöcher 

(Ø 2,5 mm) in äquidistanten Abständen von der beschichteten Oberfläche der Stahlplatte 

angeordnet. Auf diese Weise werden die Temperaturen in einer Höhe von 0, 3, 6, 9 und 

12 mm gemessen, sobald die Thermoelemente von der Schaumschicht eingeschäumt wer-

den (vgl. Abbildung 4-12).  

Zu Vergleichszwecken wird eine beschichtete Stahlplatte ohne Bohrungen untersucht, um 

den Einfluss der Thermoelemente und der Bohrungen auf die Temperaturentwicklung inner-

halb der Stahlplatte zu quantifizieren. 

 

Abbildung 4-12: Im Rahmen der Erwärmungsversuche verwendete Versuchskörper, beste-
hend aus ungeschützten und geschützten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) mit Anordnung der 
Thermoelemente auf der Stahlplattenrückseite (Konfiguration A) und in Bohrlöchern mit ei-

nem Durchmesser von 2,5 mm (Konfiguration B)  

Die Bewertung der Leistungsfähigkeit reaktiver Brandschutzsysteme kann u.a. durch den 

Vergleich von geschützten und ungeschützten Proben erfolgen. Daher werden in dem Prüf-

verfahren zusätzlich ungeschützte Stahlplatten untersucht. Die im Rahmen des Forschungs-

berichts verwendeten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) sind in Abbildung 4-12 dargestellt. Mit 

Konfiguration A und B wird zwischen der Anordnung der Thermoelemente (auf der Stahlplat-

tenrückseite oder in Bohrlöchern) differenziert. Die gewählte Stahlplattengröße wird durch 

das Öffnungsmaß des Elektroofens vorgegeben und stellt sicher, dass das reaktive Brand-

schutzsystem an den Rändern ungestört expandieren kann. 
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Für die Durchführung der Versuche werden die Stahlplatten in eine Probenhalterung, beste-

hend aus einer 50 mm dicken Vermiculiteplatte, eingefasst. Hierzu ist eine 5 mm tiefe Ab-

senkung in die Vermiculiteplatte eingearbeitet, sodass die Oberkante der Stahlplatte bündig 

mit der Oberkante der Vermiculiteplatte abschließt. Durch die passgenaue Einfassung der 

Stahlplatte in die Vermiculiteplatte wird zudem sichergestellt, dass kein zusätzlicher Wärme-

eintrag durch mögliche Spalte an den Rändern erfolgt. Analog zu den Stahlplatten sind auch 

in der Vermiculiteplatte Bohrungen (Ø 2,5 mm) eingearbeitet, durch die die Thermoelemente 

durchgeführt werden. In der Vermiculiteplatte ist zudem eine zusätzliche Bohrung in der 

rechten unteren Ecke vorgesehen, durch die die Messung der Stahlplattentemperatur auf der 

Rückseite erfolgt (vgl. Abbildung 4-13). 

 

Abbildung 4-13: Probenhalterung aus einer Vermiculiteplatte (200 x 200 x 50 mm) mit äqui-
distant angeordneten Bohrungen (Ø 2,5 mm) für die Thermoelemente 

Die Probenhalterung wird zusammen mit der Stahlplatte in den Elektroofen LE 1/11 der Fir-

ma Nabertherm nach dem in Abbildung 4-14 dargestellten Schema eingebaut. Die Stahlplat-

te wird dabei bewusst in horizontaler Lage gehalten, um die Lagesicherheit der Thermoele-

mente für die Messung der RBS-Temperatur sicherzustellen. Es ist jedoch denkbar, dass die 

Stahlplatte auch in vertikaler Lage oder über Kopf angeordnet wird, um den Einfluss eines 

möglichen Abrutschens der Brandschutzbeschichtung von der Stahlplatte in der Schmelz- 

und Expansionsphase zu erfassen. Dies wurde aufgrund des limitierten Projektumfangs je-

doch zunächst nicht betrachtet.  
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Abbildung 4-14: Schematische Darstellung des Versuchsaufbaus der durchgeführten Er-
wärmungsversuche (links) und Anordnung von Thermoelementen (0, 3, 6, 9, 12 mm ab 
Oberfläche RBS) innerhalb einer beschichteten Stahlpatte vor und nach dem Versuch 

(rechts) 
 

Die Erwärmung der Probe erfolgt durch vier Heizspiralen, die seitlich von der Probe ange-

ordnet sind. Zusätzlich zu den Materialtemperaturen wird während der Versuchsdurchfüh-

rung die Ofentemperatur gemessen. Hierzu ist ein Thermoelemente Typ K oberhalb der Pro-

be angeordnet. Eine exemplarische Fotodokumentation einer Probe mit Thermoelementen 

für die Messung der RBS-Temperatur ist für den Zustand vor und nach dem Versuch in Ab-

bildung 4-14 (rechts) dargestellt. 

Da für die Durchführung der Erwärmungsversuche derselbe Elektroofen, wie bei der digitalen 

Expansionsanalyse verwendet werden kann, können als thermische Einwirkung die gleichen 

Temperaturzeitkurven (vgl. Abbildung 4-9 und Abbildung 4-11) zugrunde gelegt werden. 

 Brandschutzplatten 4.3

4.3.1 Wärmeleitfähigkeit 

Zur Bestimmung der Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzplatten ist das Hot Disk Verfahren 

unter Anwendung der Transient Source Plane Method nach DIN EN ISO 22007-2 (2015) [25] 

verwendet worden. Am Institut für Baustoffe, Massivbau und Brandschutz steht der Thermal 

Constants Analyser TPS 2500 S zur Verfügung, der zur temperaturabhängigen Messung der 

Wärmeleitfähigkeit herangezogen worden ist. Für die Messung der Wärmeleitfähigkeit bei 

Raumtemperatur vor und nach der thermischen Beanspruchung der untersuchten Brand-

schutzplatten wurde ein Kapton- Sensor 8563 mit einem Durchmesser von 9,908 mm ver-
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wendet. Zur Bestimmung der temperaturabhängigen Wärmeleitfähigkeit bis 500°C ist ein 

Mica- Sensor 4921 (Durchmesser 9,719 mm) verwendet worden. Die Bestimmung von λ(T) 

ist bis auf 500°C begrenzt, weil die Sensoren mit steigender Temperaturen eine begrenzte 

Lebensdauer ausweisen. Ein Delaminieren der Isolationsschicht aus Mica oder Oxidation der 

Sensorkontaktstellen begrenzt die Nutzungsdauer der Sensoren erheblich. Die Begrenzung 

der Maximaltemperatur von 500°C ist in Abwägung von Sensorverschleiß (Wirtschaftlichkeit) 

und notwendige Messdatengröße bestimmt worden. Der Versuchsaufbau zur Wärmeleitfä-

higkeitsmessung zeigt Abbildung 4-15. 

 

Abbildung 4-15: Versuchsaufbau zur Messung der Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzplat-
ten. a) Ofen mit Probehalterung und Datenerfassung (PC) für den Hochtemperaturbereich 

sowie b) Probenhalterung zur Bestimmung der Wärmeleitfähigkeit bei Raumtemperatur 

Exemplarisch für Brandschutzplatten sind Proben aus Gipskarton d = 15 mm nach 

DIN EN 520 (2009) [2], DIN EN 15283-1 (2009) [19], Gipsfasern d = 15 mm nach DIN EN 

15283-2 (2009) [20] und Calciumsilikat d = 20 mm gemäß Verwendbarkeitsnachweis genau-

er untersucht worden. Je betrachtetem Brandschutzmaterial sind jeweils 8 Proben aus einer 

Charge aus der Mitte und den Randbereichen einer Brandschutzplatte verwendet worden. 

Die Probenabmessung, die durch die Probenhaltung und Ofenabmessungen begrenzt wur-

de, betrug 80 mm x 80 mm. Die Proben der gipshaltigen Brandschutzplatten sind 24 Stunden 

bei 40 °C getrocknet und die Calciumsilikatplatte bei 100°C 24 Std. vorkonditioniert worden, 

um gleiche Prüfbedingungen zu gewährleisten. Bei gipsgebundenen Plattenbekleidungen 
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wird bei 40 °C kein chemisch gebundenes Wasser (Hydratwasser) freigesetzt. Die Lagerung 

aller Proben vor der Messung erfolgte unter konstanter Luftfeuchte.  

Die Ermittlung von λ erfolgte in drei Messschritten. Zunächst ist die Wärmeleitfähigkeit an 

den betrachten Brandschutzplatten bei Raumtemperatur bestimmt worden. Anschließend ist 

die gleiche Probe einem definierten Temperaturprogramm mit konstanter Aufheiz- und Ab-

kühlgeschwindigkeit von 10 K/min unterworfen worden, wobei drei Messungen der Wärme-

leitfähigkeit bei zu zuvor definierten Temperaturen erfasst wurde. Anschließend wurde die 

Wärmeleitfähigkeit der Proben nochmals bei Raumtemperatur bestimmt, sodass eine Aus-

sage für die temperaturbedingte Veränderung der Wärmeleitfähigkeit nach einer Tempera-

turbeanspruchung getätigt werden konnte. Für die Wärmeleitfähigkeitsmessung bei Raum-

temperatur und im Ofen sind Heizraten von 80 - 150 mW und Messzeit zwischen 40 –

 160 Sek. vorgegeben worden. Je Temperatur sind drei Messungen erfolgt, sodass den Er-

gebnissen pro Temperatur 24 Messdaten zu Grunde lagen. Das vorgegebene Temperatur-

programm erfolgte mit einer Heizrate von ca. 10 K/min bis 500 °C und anschließenden mit 

einer Abkühlgeschwindigkeit von 10 K/min. Höhere Heizleistungen für die Aufheiz- sowie die 

Abkühlphase sind mit dem verwendeten Ofen nicht leistbar bzw. können nicht sicher gewähr-

leitet werden. Eine Variation der Aufheiz- und Abkühlgeschwindigkeiten erfolgte aufgrund 

fehlender Steuerungsmöglichkeiten des verwendeten Ofens Vecstar Ltd. LF 2 SP nicht. Eine 

Steuerung der Umgebungsbedingungen war ebenfalls nicht möglich, sodass die Messungen 

unter normalen Sauerstoffbedingungen erfolgten. Unter Verwendung einer Aufheiz- und Ab-

kühlrate von 10 K/min ist die Bestimmung der temperaturabhängigen Verläufe des thermi-

schen Kennwertes λ für eine Temperaturbeanspruchung bis 500 °C sowie eine anschließen-

de Abkühlung bis auf Raumtemperatur durchgeführt worden. 

Wärmeleitfähigkeit von Gipskartonfeuerschutzplatten 

Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeit ergeben sowohl in der Aufheizphase als auch in der 

Abkühlphase ein Streuband. Insbesondere um 100°C sind deutliche Schwankung der Wär-

meleitfähigkeit ermittelt worden, die auf die chemische Umwandlungsprozesse des Hauptbe-

standteils Gips und das Verdampfen von physikalischem und chemisch gebundenem Was-

ser zurück zu führen sind. Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeitsmessungen für Gipskar-

tonfeuerschutzplatten sowie die statistischen Werte aus 24 Messungen je Temperatur in der 

Aufheizphase zeigt Abbildung 4-16. Zu Vergleichszwecken wird der temperaturabhängige 

Materialkennwert λ nach DIN EN 1993 1-2/NA (2010) [7] für gipshaltige Plattenbekleidung 

aufgetragen. 
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Abbildung 4-16: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von Gipskartonfeuer-
schutzplatten in der Aufheizphase (Aufheizrate 10 K/min) 

Bei Raumtemperatur ist die Wärmeleitfähigkeit von Gipskartonfeuerschutzplatten zwischen 

0,342 und 0,429 W/(m∙K) ermittelt worden. Gemäß der Herstellerangaben liegt die Wärme-

leitfähigkeit bei Raumtemperatur (20°C) bei 0,23 W/(m∙K). Die Messwerte bei Raumtempera-

tur ergeben deutlich höhere λ-Werte, dass auf die Verwendung des Sensors sowie auf den 

Feuchtegehalt der GKF Proben zurückgeführt werden kann (vgl.[84], [136]). Mit steigender 

Temperatureinwirkung sinkt die Wärmeleitfähigkeit aufgrund der Verringerung des Feuch-

tegehalts in der Brandschutzplatte. Insbesondere ab 100 °C verdunstet das chemisch ge-

bundene Wassers im Plattenmaterial, sodass die Wärmeleitfähigkeit sinkt. Zusätzlich findet 

die erste und zweite Dehydratation des Hauptbestandteils Gips statt. Ab 100 °C wandelt sich 

das Calcium- Dihydrat in Calcium- Habhydrat und Wasser um. Abschließend findet bis 

> 220 °C die zweite Dehydratation von Calciumsulfat-Halbhydrat in Calciumsulfat-Anhydrit III 

und Wasser statt. Im Temperaturbereich zwischen 250 - 400 °C ist die Wärmeleitfähigkeit 

nahezu konstant. Auch die Schwankungsbreite ist in diesem Temperaturbereich geringer. 

Die Wärmeleitfähigkeit ist zu 0,016 bis 0,276 W/(m∙K) ermittelt worden. Mit steigenden Tem-

peraturen > 400 °C erhöhen sich die Messwerte der Wärmeleitfähigkeit erneut. Bei einer 

Temperatur von 500 °C liegen die Messdaten der Wärmeleitfähigkeit im Bereich von 0,027 

und 0,401 W/(m∙K). Die Erhöhung der Wärmeleitfähigkeit der Gipskartonfeuerschutzplatte ist 

auf die Umwandlung des Calciumsulfat-Anhydrit III in Anhydrit II zurückzuführen. Ferner 

kann von einer Rissbildung infolge steigender Temperatureinwirkung ausgegangen werden. 
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Für Temperaturen > 500°C kann entsprechend eine weitere Zunahme der Wärmeleitfähigkeit 

angenommen werden.  

Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeitsmessung an Gipskartonfeuerschutzplatten für die 

Abkühlphase zeigt Abbildung 4-17. Zu Vergleichszwecken wird der temperaturabhängige 

Materialkennwert λ nach DIN EN 1993 1-2/NA (2010) [7] für gipshaltige Plattenbekleidung 

aufgetragen. 

 

Abbildung 4-17: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von Gipskartonfeuer-
schutzplatten in der Abkühlphase (Abkühlrate 10 K/min) 

Die Wärmeleitfähigkeitsmessungen der Gipskartonfeuerschutzplatten für die Abkühlphase 

zeigen ebenfalls eine Streuung für den thermischen Materialkennwert λ (vgl. Abbildung 

4-17). Im Vergleich zur Aufheizphase weisen die Messdaten eine höhere Schwankungsbreite 

auf. Die Varianz in der Abkühlphase ist höher als in der Aufheizphase, das vermuten lässt, 

dass die verwendete Messapparatur in der Abkühlphase Schwierigkeiten hatte. Bei 450°C ist 

die Wärmeleitfähigkeit zu 0,018-0,413 W/(m∙K) gemessen worden. Die Schwankungsbereite 

ist auf anhaltende Umwandlung von Calciumsulfat-Anhydrit III in Anhydrit II zurückzuführen. 

Zwischen 200 und 400°C ist die Wärmeleitfähigkeit zu 0,017 bis 0,312 W/(m∙K) ermittelt 

worden, wobei im Mittel die Wärmeleitfähigkeit in diesem Temperaturbereich nur leichten 

Veränderungen unterworfen ist. Für Temperaturen > 150 °C zeigen die Messdaten geringere 

Wärmeleitfähigkeiten, die auf der trockeneren Probe aufgrund der Temperatureinwirkung der 

Aufheizphase zurückzuführen sind. Nach einer Temperatureinwirkung bis 500°C ergibt sich 

die Wärmleitfähigkeit bei Raumtemperatur 26°C zu 0,236 - 0,282 W/(m∙K), die nur leicht 

oberhalb des Herstellerwertes von 0,23 W/(m∙K) liegt. Mit Verringerung der Temperatur re-
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duziert sich λ, dass auf eine Verringerung der Feuchtigkeit im Bekleidungsmaterial zurückzu-

führen ist.  

Wärmeleitfähigkeit von Gipsfaserplatten 

Die Messergebnisse des thermischen Materialkennwertes λ für die Aufheizphase und die 

statistische Verteilung der 24 Messwerte pro Temperatur ist in Abbildung 4-18 dargestellt. 

Gemäß den Herstellerabgaben wird die Wärmeleitfähigkeit der untersuchten Gipsfaserplatte 

mit λ = 0,38 W/(m∙K) (bei Raumtemperatur) angegeben, was im unteren Streubereich der 

TPS-Messungen bei 28 °C liegt. Die Messung der Wärmeleitfähigkeit für die untersuchte 

Gipsfaserplatten zeigt eine deutliche Schwankungsbreite. Insbesondere bei 100°C zeigt sich 

ein hoher Wertebereich von 0,111 bis 1,464 W/(m∙K), der insbesondere auf den Feuchte-

gehalt und die Verdampfung des freien und chemisch gebundenen Wassers der Gipsfaser-

platte zurückzuführen ist. Zusätzlich ist die Phasenumwandlung des Gipses für die Schwan-

kungen der Wärmeleitfähigen bei Temperaturen ab 100°C verantwortlich. Die erste und 

zweite Dehydratation bewirken eine hohe Streuung von λ ab 100°C. Aufgrund des Hauptbe-

standteil Gipses finden die gleichen temperaturbedingten Umwandlungsprozesse wie bei 

Gipskartonfeuerschutzplatten statt.  

 

Abbildung 4-18: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von Gipsfaserplatten 
in der Aufheizphase (Heizrate 10 K/min) 

Temperaturbedingt zeigen die Wärmeleitfähigkeitsmessungen in der Aufheizphase zunächst 

eine Steigung von λ, die zwischen 150°C bis 250°C wieder abnimmt. Ab Temperaturen von 



118  Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte 

 

300°C nimmt die Wärmeleitfähigkeit der Gipsfaserplatte wieder deutlich zu, dass sich mit 

einer steigenden Anzahl von Rissen und Gefügeänderungen im Bekleidungsmaterial be-

gründen lässt. Zusätzlich erhöht sich die Schwankungsbreite der Messwerte ab Temperatu-

ren von 250°C, das auf die Phasenumwandlung Calciumsulfat-Anhydrit III in Anhydrit II in der 

Gipsfaserplatte zurückzuführen ist. Die Wärmeleitfähigkeit von Gipsfaserplatten liegt bei 

500°C zwischen 0,255 und 0,971 W/(m∙K). Für Temperaturen > 500°C lässt sich eine weite-

re Erhöhung von λ vermuten, die aufgrund fehlender Messdaten nicht belegt werden kann.  

In der Abkühlphase ergeben sich für die Wärmeleitfähigkeit geringe Messwerte (vgl. Abbil-

dung 4-19). Es ist davon auszugehen, dass aufgrund der thermischen Beanspruchung in der 

Aufheizphase die Gipsfaserplatte irreversiblen Materialveränderungen unterlag. Die Wärme-

leitfähigkeitsmessungen in der Abkühlphase haben geringere Materialkennwerte für λ erge-

ben, die im Bereich zwischen 0,01 und 0,971 W/(m∙K) erfasst worden sind. Zusätzlich ist die 

Schwankungsbreite der Messwerte deutlich geringer, was auf eine „trockenere“ Gipsfaser-

platte in der Abkühlphase schließen lässt. Die Verdunstung des chemisch und physikalisch 

gebundenen Wassers in der Aufheizphase führt zu einer Verringerung der Probenfeuchte. 

Der verringerte Feuchtegehalt führt wiederum zu einer Reduzierung der Wärmeleitfähigkeit 

in der Abkühlphase.  

 

Abbildung 4-19: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von Gipsfaserplatten 
in der Abkühlphase (Abkühlrate 10 K/min) 
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Bei Temperaturen um 100°C erhöhte sich auch in der Abkühlphase die Schwankungsbreite 

der Messwerte. Die Wärmeleitfähigkeit ist bei 100°C zu 0,011 bis 0,542 W/(m∙K) ermittelt 

worden. Aufgrund der Messwerte lässt sich vermuten, dass die Gipsfaserplatte bei 100°C die 

Umgebungsfeuchte im Ofen wieder aufnimmt, was wiederum die Streuung der Messwerte 

erhöht. 

Wärmeleitfähigkeit von zementgebundenen Calciumsilikatplatten 

Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeitsmessung an zementgebundenen Calciumsilikatplat-

ten sowie die statistische Verteilung der 24 Messdaten zeigt Abbildung 4-20. In DIN EN 

1993-1-2/NA (2010) [7] werden keine thermischen Materialkennwerte für zementgebundene 

Calciumsilikatplatten bereitgestellt, die zum Vergleich der Messwerte verwendetet werden 

könnten. 

 

Abbildung 4-20: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit für Calciumsilikatplat-
ten in der Aufheizphase (Heizrate 10 K/min) 

Bei Raumtemperatur ist die Wärmeleitfähigkeit von Calciumsilicatplatten zwischen 0,093 und 

0,171 W/(m∙K) ermittelt worden. Gemäß der Herstellerangaben liegt die Wärmeleitfähigkeit 

bei Raumtemperatur (20°C) bei 0,083 W/(m∙K). Die Messwerte bei Raumtemperatur ergeben 

höhere λ-Werte, dass auf die Verwendung des Sensors (vgl. Jansson [84]) und der verwen-

deten Messapparatur zurückgeführt werden kann (vgl Wulf [136]). Mit steigender Tempera-

tureinwirkung sinkt die Wärmeleitfähigkeit aufgrund der Verringerung des Feuchtegehalts im 

diffusionsoffenen Plattenmaterial (vgl. [90]). Im Temperaturbereich zwischen 100 – 200°C 
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verringert sich die gemessene Wärmeleitfähigkeit auf bis zu 0,008 W/(m∙K). Bei 250°C ist ein 

deutlicher Anstieg der Wärmeleitfähigkeit und der Streuung der Messwerte zu verzeichnen, 

der auf die thermochemischen Reaktionen im Plattenmaterial zurückzuführen ist. Ab Tempe-

raturen <250°C nimmt die Schwankungen der Messwerte gemessen an der Varianz deutlich 

zu. Die Wärmeleitfähigkeit liegt im Temperaturbereich 250 bis 500°C zwischen 0,002 –

 0,459 W/(m∙K). Bei 500°C reduziert sich die Schwankungsbreite der Wärmeleitfähigkeits-

messung und λ ist zu 0,041 – 0,193 W/(m∙K) erfasst worden. In Analogie zu den gipsgebun-

denen Plattenbekleidungen kann bei der Calciumsilikatplatte von einer Rissbildung infolge 

steigender Temperatureinwirkung ausgegangen werden. Für Temperaturen > 500°C eine 

weitere Zunahme der Wärmeleitfähigkeit ist zu erwarten. 

Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeitsmessungen zementgebundener Calciumsilicatplatten 

für die Abkühlphase ist in Abbildung 4-21 dargestellt. 

 

Abbildung 4-21: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von Calciumsilikatplat-
ten in der Abkühlphase (Heizrate 10 K/min) 

In der Abkühlphase konnten große Streuungen der Wärmeleitfähigkeit insbesondere bei 

400°C gemessen werden, die vermuten lassen, dass erhebliche Messproblem der TPS und 

ggf. auch thermische Materialumwandlungen während einer Temperaturreduzierung vorla-

gen. Für die Temperatur von 450 °C wurden mit der verwendeten Messapparatur 24 Mes-

sungen durchgeführt, von denen nur ein Datensatz erzeugt wurde, weshalb keine statisti-

schen Werte für diese Temperatur in der Abkühlphase vorlagen. Die Messprobleme zwi-
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schen 450 – 400 °C könnten demnach in Zusammenhang stehen, was die deutliche Diskre-

panz der Streubreiten und Anzahl der Messdaten begründen würde. Für Temperaturen zwi-

schen 300 – 500 °C in der Abkühlphase verändert sich die Wärmeleitfähigkeit stark. Die 

Messwerte für λ schwanken zwischen 0,005 – 0,726 W/(m∙K). Für Temperaturen <250°C 

nimmt die Wärmeleitfähigkeit der Calciumsilikatplatte noch zu. Im Mittel liegen die λ-Werte 

dabei oberhalb der Messwerte der Aufheizphase. Ab 200°C reduziert sich die Wärmeleitfä-

higkeit mit Verringerung der Temperaturbeanspruchung. Bei Raumtemperatur (28 °C) ist λ 

zu 0,103 - 0,115 W/(m∙K) erfasst worden. 

Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeitsmessung an den betrachten Brandschutzplatten zei-

gen, dass der temperaturabhängige Verlauf von λ durch das irreversible Materialverhalten 

der Bekleidungsmaterialien in der Aufheizphase andere Werte annimmt als in der Abkühl-

phase. Zudem zeigt sich, dass die Messwerte bei der Anwendung der thermoanalytischen 

Messmethode starken Streuungen unterliegen. Die Veränderungen der Materialkennwerte 

mit steigender Temperatur sind auf die chemische Umwandlungsprozesse und das thermi-

sche Materialverhalten (Rissbildung, Fugenbildungen etc.) zurückzuführen. Der Einfluss der 

verschiedenen Aufheiz- und Abkühlraten kann aufgrund der verwendeten Messapparatur 

nicht ermittelt werden. Bei einer gewählten Aufheiz- und Abkühlrate von 10 K/min zeigen sich 

jedoch deutliche Streubereiche von λ.  

4.3.2 Spezifische Wärmekapazität 

Für die Ermittlung der temperaturabhängigen spezifischen Wärmekapazität ist eine Differen-

tial Scanning Calorimetry (DSC) nach DIN 51007 (1992) und ISO 11357-1 (2016) unter An-

wendung einer DSC von Mettler Toledo (DSC 822e) mit einem Temperatursensor (-180 °C 

bis 700 °C) durchgeführt worden. Als Atmosphäre wurde Stickstoff mit einer Durchflussrate 

von 35 ml/min angesetzt. Die untersuchten Proben aus gipshaltigen Brandschutzplatten und 

zementgebundenen Calciumsilikatplatten sind als Kleinstmengen im mg -Bereich (9,6 –

 11,22 mg) in den Probenhalter eingebracht worden. Die Brandschutzplatten sind zerstoßen 

und pulverisiert worden. Zur Bestimmung der spezifischen Wärmekapazität sind die Proben 

der Brandschutzplatten in Aluminiumtiegel sowie einer Saphir- Referenzprobe α- AL2O3 ver-

wendet worden.  

Zur Bestimmung der spezifischen Wärmekapazität sind zwei Temperaturprogramme gefah-

ren worden, die sich an den repräsentativen Aufheiz- und Abkühlraten für Naturbrände und 

den Randbedingungen des verwendeten Messverfahren DSC Mettler Toledo (DSC 822e) 

orientieren. Die Temperaturprogramme wurden dabei mit unterschiedlichen Aufheiz- und 

Abkühlgeschwindigkeiten gefahren, um die Effekte bei schneller bzw. gemäßigter Aufhei-
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zung /Abkühlung zu untersuchen. Das erste Temperaturprogramm wurde mit einer Auf-

heizrate von 10 K/min durchgeführt, bis eine maximale Temperatur von 450 °C erreicht wur-

de. Anschließend ist die Abkühlung mit einer Rate von 10 K/min gefahren worden. Das zwei-

te Temperaturprogramm sah eine schnellere Aufheizung von 20 K/min vor, bis die maximale 

Temperatur von 600 °C erreicht wurde. Die Abkühlphase wurde mit einer geringeren Abkühl-

rate von 6 K/min gefahren, um einen langsameren Abkühlprozess zu erzeugen. Die DSC-

Analyse ist dabei unter Luftatmosphäre durchgeführt worden. Je Temperaturprogramm und 

Bekleidungsmaterial wurde eine Dreifachbestimmung vorgenommen. Die darstellten Mess-

ergebnisse bilden den Mittelwert der drei Messungen ab, weil die Streuung zwischen den 

Messungen sehr gering ausfiel.  

Spezifische Wärmekapazität für Gipskartonfeuerschutzplatten 

Die Messergebnisse für Gipskartonfeuerschutzplatten zeigt Abbildung 4-22. Zum Vergleich 

ist der konstante Wert für cp = 1.700 J/(kg∙K) von gipshaltigen Brandschutzplatten nach 

DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] darstellt. 

 

Abbildung 4-22: Gemessene temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität von Gipskar-
tonfeuerschutzplatten unter Berücksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 

Anhand der Messergebnisse ist erkennbar, dass die Annahme eines konstanten Wertes für 

cp eine konservative Vereinfachung darstellt, die die auftretenden Peaks im Kurvenverlauf 

von cp nicht berücksichtigt. In der Abkühlphase kann unabhängig von der Abkühlrate von 
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einem konstanten Verlauf der spezifischen Wärmekapazität ausgegangen werden. Für die 

Aufheizphase zeigt sich, dass im Temperaturbereich von 100 – 200 °C ein ausgeprägter 

Anstieg der spezifischen Wärmekapazität auftritt. Der rapide Anstieg kann auf die Verdamp-

fung des freien und chemisch gebundenen Wasser in der Probe zurückgeführt werden. 

Durch die Verdampfung des Wassers wird dem Gesamtsystem Energie entzogen, die sich in 

einer Erhöhung der spezifischen Wärmekapazität ausdrückt. Je höher die Feuchte der gips-

gebundenen Brandschutzplatte, desto höher ist auch die latente Wärme und der Energiebe-

darf für den Verdampfungsprozess. Die Peakhöhe und die integrale Fläche unter dem Kur-

venverlauf gibt Aufschluss über die damit verbundene Reaktionsenthalpie. Ebenfalls ist die 

erste und zweite Dehydratation des Gipses für die ausgeprägten Peaks im Kurvenverlauf 

von cp der Gipskartonfeuerschutzplatte mit verantwortlich. Temperaturbedingt kann die spe-

zifische Wärmekapazität im Wertebereich von 450 - 21.000 J/(kg∙K) liegen. In der Auf-

heizphase ist im Bereich zwischen 350 bis 430 °C zusätzlich eine exotherme Reaktion zu 

verzeichnen, die sich durch eine kurzfriste Verringerung des cp-Wertes im temperaturabhän-

gigen Kurvenverlauf ausdrückt. Die Umwandlung von löslichem Calciumsulfat-Anhydrit III in 

unlösliches Anhydrit II begründet die kurzfriste Reduzierung der spezifischen Wärmekapazi-

tät.  

Anhand der Messdaten wird deutlich, dass bei geringeren Aufheizraten frühzeitiger die aus-

geprägten Peaks detektiert werden. Bei der zweiten Dehydratation des Gipses um ca. 

150 °C zeigt sich ein Doppelpeak, der bei höheren Aufheizraten nicht detektiert wird. Die 

Anstiege fallen ebenfalls deutlich höher aus, das jedoch auch auf unterschiedliche Feuchte-

gehalte der Proben zurückgeführt werden kann. Mit zunehmender Aufheizrate setzt sich zu-

dem ein geringfügiger Temperaturversatz ein, der mit der thermischen Trägheit der Proben 

begründet werden kann.  

In der Abkühlphase ist die spezifische Wärmekapazität nahezu konstant. Die ausgeprägten 

Peaks aus der Aufheizphase sind in der Abkühlphase nicht mehr vorhanden, da die Proben-

feuchtigkeit und das chemisch gebundene Wasser während der Aufheizphase aus der Probe 

ausgetrieben worden ist. Mit sinkender Temperatur nimmt auch die spezifische Wärmekapa-

zität ab. Die spezifische Wärmekapazität ist in der Abkühlphase zu 450 J/(kg∙K) bis 

ca. 1120 J/(kg∙K) bestimmt worden. Bei einer Abkühlrate von 10 K/min nimmt die spezifische 

Wärmekapazität cp ab einer Temperatur von 350 °C kontinuierlich ab. Bei 450 °C ist cp zu 

1113 J/(kg∙K) gemessen und bei 100 °C zu 450 J/(kg∙K) bestimmt worden. Die Messergeb-

nisse bei verringerter Abkühlrate auf 6 K/min zeigen, dass cp zunächst zwischen 400 °C bis 

350 °C leicht zunimmt und anschließend ab 150 °C kontinuierlich abfällt. Bei einer Tempera-

tur von 600 °C ist die spezifische Wärmeleitfähigkeit zu 585 J/(kg∙K) ermittelt worden, die auf 

920 J/(kg∙K) bei 100 °C während der Abkühlphase leicht ansteigt. Die konstante Annahme 
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von cp für gipshaltige Brandschutzplatten nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [6] stellt in der 

Abkühlphase eine konservative Annahme dar. Insgesamt unterscheidet sich die spezifische 

Wärmekapazität von Gipskartonfeuerschutzplatten in der Aufheizphase und der Abkühlpha-

se. Die Diskrepanz des gemessenen Kurvenverlaufes zwischen Aufheiz- zur Abkühlphase 

(20 K/min Aufheizrate und 6 K/min Abkühlrate) ergibt sich versuchsbedingt durch den Um-

schaltpunkt. 

Spezifische Wärmekapazität von Gipsfaserplatten 

Die Messergebnisse einer Dreifachbestimmung für die untersuchten Gipsfaserplatten zeigt 

Abbildung 4-23. Vergleichend ist der konstante Wert der spezifischen Wärmekapazität von 

cp = 1.700 J/(kg∙K) für gipshaltige Brandschutzplatten nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] 

darstellt. Vom Hersteller wird die spezifische Wärmekapazität cp = 1.000 J/(kg∙K) angegeben. 

 

Abbildung 4-23: Gemessene temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität von Gipsfa-
serplatten unter Berücksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 

Analog zu der Gipskartonfeuerschutzplatte zeigen sich auch in der Aufheizphase des ge-

messenen Kurvenverlaufs der spezifischen Wärmekapizität ausgeprägte Peaks. Bei Tempe-

raturen zwischen 100 – 200 °C werden die erste und zweite Dehydratation des Gipses sowie 

der Verdampfungsprozess des freien und chemisch gebundenen Wassers als endotherme 

Reaktion bei den DSC- Messergebnissen der Gipsfaserplatte sichtbar. Die Messergebnisse 

zeigen, dass eine geringere Aufheizrate von 10 K/min im Vergleich zu 20 K/min einen frühe-

ren Anstieg des Peaks und höhere Messwerte von cp zur Folge. Die DCS- Messung mit einer 

Aufheizrate von 10 K/min ergibt bei 147 °C einen Peak von 18.000 J/(kg∙K) und bei 167 °C 

bei ca. 10.000 J/(kg∙K). Für Temperaturen < 100 °C und > 200 °C zeigen die Messergebnis-
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se einen konstanten Verlauf der spezifischen Wärmekapazität, der sich mit den Angaben des 

konstanten Wertes von cp = 1.700 J/(kg∙K) nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7]  gleicht. Bei 

einer Aufheizrate von 20 K/min ist im Temperaturbereich von 400 °C – 500 °C ein kurzfristi-

ger Abfall der spezifischen Wärmekapazität der Gipsfaserplatte sichtbar. Die kurzfristige Ab-

nahme der spezifischen Wärmekapizität ist auf den Übergang der kristallinen Struktur des 

Gipses von löslichem zu unlöslichem Anhydrit (CaCO4) zurückzuführen (vgl. Làzaro [95]). 

Bei dem exothermen Prozess in der Gipsfaserplatte wird dem System Energie hinzugefügt, 

das sich durch eine Reduzierung von cp ausdrückt. Mit steigender Temperatur >500 °C ist cp 

als kontanter Wert um ca. 1.700 J/(kg∙K) bestimmt worden. In der Aufheizphase kann die 

temperaturabhängige, spezifische Wärmekapazität im Wertebereich von 450 -

21.000 J/(kg∙K) liegen. 

In der Abkühlphase ergibt sich unabhängig von der Abkühlrate ein nahezu konstanter Kur-

venverlauf der spezifischen Wärmekapazität, der sich deutlich von der Aufheizphase unter-

scheidet. Die spezifische Wärmekapazität für die untersuchte Gipsfaserplatte liegt dabei zwi-

schen 530 – 1.700 J/(kg∙K). Die Messwerte zeigen, dass eine Veränderung der Abkühlge-

schwindigkeit von 10 K/min auf 6 K/min keinen Einfluss auf die spezifische Wärmekapazität 

hat. Bei ca. 550°C liegt cp bei ca. 1700 J/(kg∙K), wobei die spezifische Wärmekapizität mit 

einer Temperaturverringerung weiter abnimmt. 

Spezifische Wärmekapazität von zementgebundenen Calciumsilikatplatten 

Die Ergebnisse der DSC-Analyse einer Dreifachbestimmung für die untersuchte zementge-

bundene Calciumsilikatplatte ist in Abbildung 4-24 dargestellt. In DIN EN 1993-1-2/NA 

(2010) [7] werden keine thermischen Materialkennwerte für zementgebundene Calciumsili-

katplatten bereitgestellt, die zum Vergleich der Messwerte verwendetet werden könnten. Der 

Hersteller der verwendeten Calciumsilikatplatte gibt die spezifische Wärmekapazität als kon-

stante Wert mit cp = 950 J/(kg∙K) an. 

Die Messergebnisse zeigen, dass ein konstanter Wert für die spezifische Wärmekapazität 

von Calciumsilikatplatten dem temperaturabhängigen Kurvenverlauf nicht gerecht wird. Mit 

steigender Temperaturbeanspruchung zeigen die Messwerte, dass die spezifische Wärme-

kapazität temperaturbedingten Schwankungen unterliegt. Die Messergebnisse für die unter-

suchte zementgebundene Calciumsilikatplatte zeigen, dass eine Erhöhung der Aufheizrate 

von 20 K/min zu höheren Messwerten von cp führt. Bei einer geringeren Aufheizrate von 

10 K/min werden hingegen früher temperaturbedingte Veränderungen der Messergebnisse 

von cp detektiert. Ferner zeigt sich eine Diskontinuität der Kurvenverläufe zwischen Aufheiz- 

und Abkühlphase, die messbedingt durch den Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abkühl-

phase begründet werden kann. 
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Abbildung 4-24: Gemessene temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität von Calci-
umsilicatplatten unter Berücksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 

Bei Raumtemperatur (ca. 30 °C) wurde die spezifische Wärmekapazität zu 820 –

1120 J/(kg∙K) ermittelt. Bei Temperaturen > 100 °C zeigt sich ein Peak, der bei einer Auf-

heizrate von 20 K/min zu 2.170 J/(kg∙K) bestimmt wurde und bei einer geringeren Aufheizra-

te von 10 K/min zu ca. 1.500 J/(kg∙K) ermittelt wurde. Ab einer Temperatur von > 100 °C 

reduziert sich die spezifische Wärmekapazität wieder. Der kurzfristige Anstieg von cp ist auf 

den Verdampfungsprozess des chemisch gebundenen Wassers in der Calciumsilikatplatte 

zurückzuführen. Die für den Verdampfungsprozess notwendige Energie drückt sich durch 

eine kurzfristige Erhöhung der spezifischen Wärmekapazität aus. Ab Temperaturen von 

320 - 380 °C findet eine endotherme Reaktion in der Calciumsilikatplatte statt, die eine kurz-

fristige Abnahme im Kurvenverlauf von cp zur Folge hat. Bei einer Aufheizrate von 10 K/min 

wird dieser Effekt früher gemessen als bei einer schnelleren Aufheizrate (20 K/min). Bei 

370 °C (Aufheizrate 20 K/min) ist die spezifische Wärmekapazität zu 1450 J/(kg∙K) und bei 

350 °C (Aufheizrate 10 K/min) zu 420 J/(kg∙K) gemessen worden. Ab 380 °C stellt sich für 

eine Aufheizrate von 10 K/min ein konstanter Wert für cp von 770 J/(kg∙K) ein, wohingegen 

bei einer Aufheizrate von 20 K/min und Temperaturen > 400 °C ein erneuter steiler Anstieg 

der spezifischen Wärmekapazität erfasst worden ist. 

In der Abkühlphase liegen die Messwerte für cp bei einer Abkühlrate von 6 K/min höher als 

bei einer Abkühlrate von 10 K/min. Der direkte Einfluss der Abkühlrate auf den Messwert cp 

kann anhand dieser Messdaten jedoch nicht eindeutig abgeleitet werden, weil die spezifische 

Wärmeleitfähigkeit zuvor mit unterschiedlichen Aufheizraten ermittelt worden ist. Anhand der 
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Messwerte kann jedoch gezeigt werden, dass die spezifische Wärmekapazität von Calcium-

silikatplatten mit Verringerung der Temperaturbeanspruchung sinkt. Die DSC-Analyse mit 

einer Abkühlrate von 6 K/min ergab Messwerte von 1500 J/(kg∙K) bei 550 °C und 

950 J/(kg∙K) bei Raumtemperatur. Die Messergebnisse von cp mit einer Abkühlrate von 

10 K/min ergaben 1.500 J/(kg∙K) bei ca. 400 °C und 550 J/(kg∙K) bei Raumtemperatur. 

Die Ergebnisse der DSC-Analyse zur Bestimmung der spezifischen Wärmekapazität der be-

trachten Brandschutzplatten zeigen, dass der temperaturabhängige Verlauf von cp durch das 

irreversible Materialverhalten der Bekleidungsmaterialien in der Aufheizphase andere Werte 

annimmt als in der Abkühlphase. Zudem zeigt sich, dass die Messwerte bei der Anwendung 

der thermoanalytischen Messmethode geringen Streuungen unterliegen. Lediglich der Um-

schaltpunkt von Aufheizphase zur Abkühlphase führt zu einer Diskontinuität der Messverlau-

fe von cp. Die Veränderungen der Materialkennwerte mit steigender Temperatur sind auf 

endo- und exotherme Reaktionen im Plattenmaterial zurückzuführen. Der Einfluss der ver-

schiedenen Aufheiz- und Abkühlraten hat dabei einen erheblichen Einfluss auf die Messgrö-

ße der spezifischen Wärmekapizität. Mit geringeren Aufheizraten können temperaturbedingte 

Effekte in den untersuchten Brandschutzplatten früher detektiert werden. In der Abkühlphase 

hingegen ist der Einfluss der Abkühlrate geringer. 

4.3.3 Rohdichte 

Um die Rohdichte in Abhängigkeit der Temperatur zu erfassen, ist die Thermogravimetrische 

Analyse (TGA) unter Anwendung einer TGA/DSC 1 von Mettler Toledo durchgeführt worden. 

Die Ergebnisse der TGA geben Aufschluss über den Massenverlust in Abhängigkeit der 

Temperatur. Unter Annahme eines konstanten Volumens kann aufgrund der Messergebnis-

se auf den temperaturabhängigen Verlauf der Rohdichte von Brandschutzplatten geschlos-

sen werden. Für die experimentelle Bestimmung sind die Brandschutzplatten zunächst zer-

stoßen und pulverisiert worden. Die Kleinstprobemengen (9,59 – 10,68 mg) sind anschlie-

ßend in einem Aluminiumtiegel unter verschiedener Temperaturbeaufschlagung einer Wä-

gung unterzogen worden. Bei der Anwendung der Messmethode wurden ebenfalls die Auf-

heiz- und Abkühlgeschwindigkeit variiert. Der prozentuale Massenverlust wurde bis 1000 °C 

mit den Aufheizraten von 10, 20 und 40 K/min untersucht. Für die anschließende Abkühlpha-

se wurden Abkühlraten von 6 und 10 K/min angewendet. Als Atomsphäre wurde Sauerstoff 

O2 mit einer Durchflussrate von 50 ml/min verwendet. Für die gewählten Temperaturpro-

gramme sind jeweils zwei Messungen (Doppelbestimmung) für die Brandschutzplatten unter 

gleichen Messrandbedingungen durchgeführt worden.  
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Zusätzlich sind die Brandschutzplatten (Probengröße 80mm x 80 mm) hinsichtlich des abso-

luten Massenverlustes untersucht worden. Durch vorherige Wägung und Wägung nach der 

Trocknung (24 Std. bei 40°C/100°C) kann mittels der gravimetrischen Methode (Darr Wäge 

Methode) die Masse und Feuchte bestimmt werden. Eine Aussage über den absoluten Mas-

senverlust vor und nach einer Temperaturbeaufschlagung bis 500°C konnte somit erzielt 

werden.  

Die Messergebnisse der untersuchten Brandschutzplatten zeigt Tabelle 4-1. Die Messdaten 

basieren jeweils auf 24 Messungen. 

Tabelle 4-1: Messergebnisse des Feuchtegehaltes, der Rohdichte sowie des prozentualen 
Massenverlustes der untersuchten Brandschutzplatten 

Brandschutzplatte Feuchte-

gehalt % 

Rohdichte kg/m³ Rohdichte 

kg/m³     

gemäß 

Hersteller 

Massen-

verlust % 
Vor Tempera-

turbehandlung 

Nach Temperatur-

behandlung 

Gipskartonfeuer-

schutzplatte 

2,63 807 664 780 17,72 

Gipsfaserplatte 3,49 1159 861 1200 25,71 

Calciumsilikatplatte 1,49 503 483 450 3,98 

Ferner ist der Verlauf der Rohdichte von Brandschutzplatten im Cone Calorimeter untersucht 

worden. Dabei sind Proben 80 mm x 80 mm einer konstanten Wärmestrahlung von 35 

kW/m² unter gleichzeitiger Temperaturerfassung und Wägung ausgesetzt worden. Die Tem-

peraturen der Proben sind dabei an der bestrahlten Oberfläche, der Probenunterseite und in 

der Mitte der Probe mit Thermoelementen Typ K gemessen worden. Unter der vereinfachten 

Annahme einer gleichmäßigen Probentemperatur sind die Temperaturentwicklung gemittelt 

und in Abhängigkeit des Gewichtes aufgetragen worden. Das Ergebnis der Untersuchungen 

im Cone Calorimeter hinsichtlich des Massenverlustes ist im Folgenden dargestellt.  

Rohdichte von Gipskartonfeuerschutzplatten 

Die Ergebnisdarstellung der TGA- Messung für Gipskartonfeuerschutzplatten erfolgt in Ab-

bildung 4-25. Die dargestellten Messkurven stellen dabei den Mittelwert aus einer Doppelbe-

stimmung (je Temperatur zwei Messwerte) dar. In DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] wird die 

Rohdichte für Gipskartonfeuerschutzplatten temperaturunabhängig mit ρ = 945 kg/m³ ange-

geben. Exemplarisch werden in Abbildung 4-25 die Messergebnisse (Mittelwerte aus Dop-

pelbestimmung) für GKF gezeigt. 
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Abbildung 4-25: Gemessener temperaturabhängigen Verlauf der Masse (Gipskartonfeuer-
schutzplatte) in Abhängigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 

Die Messergebnisse verdeutlichen, dass mit steigender Temperaturbeanspruchung ein Mas-

senverlust bzw. eine Verringerung der Rohdichte eintritt. Für GKF kann sich die Masse bei 

Temperaturen bis 1000 °C bis zu 23 % reduzieren. Je höher die Temperaturbeanspruchung 

der Probe, desto höher ist auch der gemessen Massenverlust. Insbesondere um 100 °C 

zeigt sich ein deutlicher Abfall der Masse (Massenverlust ca. 18 %), der sich mit der ersten 

und zweiten Dehydration des Gipses sowie der Wasserverdampfung der Proben begründen 

lassen. Zwischen 200 °C und 500 °C ist die Masse respektive Rohdichte der GKF konstant. 

Ab ca. 550 °C verringert sich die Masse erneut, was mit der Umwandlung der kristallinen 

Struktur des Gipses (löslichen zu unlöslichen Anhydrit) begründet werden kann. Bei Tempe-

raturen > 770°C kann die Rohdichte konstant angenommen werden. Die Messergebnisse 

der Aufheizphase verdeutlichen, je geringer die Aufheizraten bei der TGA gewählt wurden, 

desto früher trat ein Massenverlust ein. Der qualitative Verlauf und die maximalen prozentua-

len Massenverluste sind unabhängig von der Aufheizrate.  

Erwartungsgemäß tritt in der anschließenden Abkühlphase keine weitere Veränderung des 

Massenverlustes auf. Die Rohdichte bleibt in der Abkühlphase konstant. Ferner hat die Ab-

kühlrate in der Abkühlphase keinen Einfluss auf die Rohdichte. 

Rohdichte von Gipsfaserplatten 

Die Ergebnisse für den temperaturabhängigen Massenverlust von Gipsfaserplatten zeigt 

Abbildung 4-26. Die Rohdichte für die untersuchte Gipsfaserplatte wurde vor der Tempera-

turbeanspruchung zu ρ = 1159 kg/m³ (Mittelwert aus 24 Messungen) bestimmt. Gemäß 
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DIN EN 1993 - 1-2/NA (2010) [7] kann die Rohdichte für gipsgebundene Plattenbekleidungen 

konstant zu ρ = 945 kg/m³ angenommen werden. Die Messergebnisse der Gipsfaserplatte 

zeigen, dass mit steigender Temperaturbeanspruchung (bis max. 1000 °C) ein Massenver-

lust von bis zu 29 % auftritt. Die Annahme für eine konstante Rohdichte wird dem tempera-

turabhängigen Verlauf nicht gerecht. 

 

Abbildung 4-26: Gemessener temperaturabhängigen Verlauf der Masse (Gipsfaserplatte) in 
Abhängigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 

Bei Temperaturen zwischen 100 °C – 200 °C tritt infolge der Phasenumwandlung des Gipses 

und der Verdampfung des Wassers ein Massenverlust von 16 % ein. Eine Verringerung der 

Aufheizrate führt dabei zu einer frühzeitigen Bestimmung des Massenverlustes, wobei der 

gemessene Massenverlust unabhängig von der Aufheizrate ist. Im Temperaturbereich von 

200 – 250 °C ist die Masse der Gipsfaserplatte konstant bestimmt worden. Ab 250 °C nimmt 

die Masse der Gipsfaserplatte kontinuierlich ab. Bei 750 °C wird das Maximum des Massen-

verlustes von ca. 19 % gemessen. Mit steigender Temperatur >800 °C ist keine Veränderung 

der Masse respektive der Rohdichte zu ermittelt worden. Die Messung des temperaturab-

hängigen Massenverlustes im Cone Calorimeter ermöglicht das Brandschutzplattenverhalten 

samt Porensystem zu erfassen, dass bei der TGA Messung unberücksichtigt bleibt. Die Er-

gebnisse zeigen, dass von 100°C-300°C ein kontinuierlicher Abfall der Masse zu verzeich-

nen ist. Ein rapider Abfall der Massen von 95 % auf 77 % setzt erst im Temperaturbereich 

zwischen 300-350°C ein. Ab 300 ° bis 500 °C ist der prozentuale Massenverlust vergleichbar 

mit den TGA Messungen. 
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In der Abkühlphase zeigt sich keine Veränderung des Massenverlustes. Die Rohdichte von 

Gipsfaserplatten kann für die Abkühlphase konstant angenommen werden. Ferner ist an-

hand der Messdaten auch kein Einfluss der verschiedenen Abkühlraten ersichtlich. 

Rohdichte von zementgebundenen Calciumsilicatplatten 

In Abbildung 4-27 sind die Ergebnisse für den temperaturabhängigen Massenverlust von 

zementgebundenen Calciumsilicatplatten dargestellt. Die Messergebnisse basieren auf dem 

Mittelwert einer Doppelbestimmung (je Temperatur zwei Messwerte). Die Rohdichte für die 

untersuchte Calciumsilikatplatte wurde vor der Temperaturbeanspruchung zu ρ = 503 kg/m³ 

(Mittelwert aus 24 Messungen) bestimmt. In der Aufheizphase zeigt sich mit steigender 

Temperaturbeanspruchung ein kontinuierlicher Abfall des Massenverlustes. Die Rohdichte 

nimmt folglich kontinuierlich ab. Für zementgebundene Calciumsilicatplatten kann sich die 

Masse bei Temperaturen bis 1000 °C bis zu 18 % reduzieren. Je höher die Temperaturbe-

anspruchung der Probe, desto höher ist auch der gemessen Massenverlust. Bis Temperatu-

ren > 450 °C zeigt sich dabei kein Einfluss der Aufheizrate. Der Versatz der Kurvenverläufe 

mit verschiedenen Aufheizraten kann auf die thermische Trägheit der Proben zurückgeführt 

werden. Ein direkter Einfluss der Aufheizraten auf den Massenverlust kann anhand der 

Messwerte nicht abgeleitet werden. 

 

Abbildung 4-27: Gemessener temperaturabhängigen Verlauf der Masse (Calciumsilikatplat-
te) in Abhängigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 
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In der Abkühlphase zeigt sich analog zu den gipsgebundenen Plattenbekleidungen keine 

Veränderung der Masse. Die Abkühlrate ist folglich für den Massenverlust in der Abkühlpha-

se irrelevant. Die Rohdichte für Calciumsilikatplatten bleibt in der Abkühlphase konstant. 

Die Messergebnisse zur Bestimmung des Massenverlustes respektive der Rohdichte von 

Brandschutzbekleidungen haben verdeutlicht, dass der thermische Materialkennwert ρ wäh-

rend einer Naturbrandbeanspruchung deutlich reduziert wird. Der Massenverlust in der Auf-

heizphase gibt Aufschluss über den Verlauf der Rohdichte. Mit geringeren Aufheizrate 

(10 K/min) kann der Massenverlust frühzeitiger bestimmt werden. Für die Abkühlphase ha-

ben die Messergebnisse gezeigt, dass die Rohdichte der Brandschutzplattenbekleidung kon-

stant angenommen werden kann. Ferner ist die Abkühlrate irrelevant. Zusätzlich zu den 

TGA-Messungen wurde der absolute Massenverlust anhand der thermogravimetrischen Un-

tersuchungen der Plattenproben ermittelt. Der prozentuale Massenverlust lag dabei im Be-

reich des maximalen Massenverlusts der TGA-Messungen. Eine Aussage über den tempera-

turabhängigen Verlauf konnte anhand der Messwerte jedoch nicht erfolgen, sodass weitere 

Untersuchungen des Massenverlustes mit dem Cone Calorimeter erfolgten. Die Messergeb-

nisse des Massenverlustes im Cone Calorimeter führen zu konservativeren Ergebnissen. Es 

wird ein höherer Massenverlust der Calciumsilikatplatte ermittelt, was auf die Berücksichti-

gung der Porensysteme (chemisch gespeichertes Wasser in den Porenräumen) zurückzu-

führen ist. 

4.3.4 Diskussion und Bewertung der Ergebnisse 

Die Messergebnisse der thermoanalytischen Messmethoden und –verfahren haben ergeben, 

dass die Wärmeleitfähigkeit, die spezifische Wärmekapazität und die Rohdichte temperatur-

abhängig sind. Für die thermischen Materialkennwerte zeigte sich im temperaturabhängigen 

Verlauf der Aufheiz- und Abkühlphase eine deutliche Diskrepanz. Die Annahme eines kon-

stanten Kurvenverlaufes in Abhängigkeit der Temperatur ist für die untersuchten Brand-

schutzplatten nicht zutreffend. Unter Anwendung verschiedener Aufheiz- und Abkühlge-

schwindigkeiten zeigten sich Unterschiede in den Kurvenverlaufen der thermischen Materi-

aleigenschaften.  

Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeitsmessung unterlagen hohen Schwankungen, sodass 

für unterschiedliche Temperaturen ein Streubereich mit Varianz ermittelt wurde. Insbesonde-

re bei temperaturbedingten Phasenumwandlungen und Verdampfungsprozessen sind dabei 

die Streuungen der Wärmeleitfähigkeit gestiegen. Dieser Effekt ist bereits bei Aufheiz- und 

Abkühlraten von 10 K/min ermittelt worden. Bei gipsgebundenen Plattenbekleidungen sind 

die Phasenumwandlungen des Gipses deutlich in den temperaturabhängigen Verläufen der 
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Wärmeleitfähigkeit erkennbar. Für Plattenbekleidung auf Basis von Calciumsilicat sind die 

thermischen Umwandlungsprozesse ebenfalls in den temperaturabhängigen Kurvenverlaufe 

der Wärmeleitfähigkeit erkennbar. Die die Wärmeleitfähigkeitsmessungen bei Raumtempera-

tur haben ergeben, dass die gemessenen Wärmeleitfähigkeiten über den Herstellerangaben 

der Wärmeleitfähigkeit bei Raumtemperatur liegen. Die erhöhten λ-Werte können auf die 

Verwendung der gewählten Sensoren (vgl. Jansson [84]) und der verwendeten Messappara-

tur zurückgeführt werden (vgl. Wulf [136]). Die Vergleichbarkeit der am iBMB ermittelten 

Messwerte und der Herstellerangaben ist ggf. nicht gegeben, da zur Bestimmung von λ bei 

Raumtemperatur in der Regel stationäre Messverfahren (z.B. Ein-Platten-Verfahren) ver-

wendet werden. Im Vergleich zur Datenbasis aus Kapitel 2 liegen die Messwerte der Wärme-

leitfähigkeit höher, wobei insbesondere bei gipsgebundenen Platten der quantitative Verlauf 

der Datenbasis und der Messwerte übereinstimmt. Die durchgeführt Wärmeleitfähigkeits-

messung war bis 500 °C begrenzt, sodass die Messwerte keine Aussage über die Wärme-

leitfähigkeit im Hochtemperaturbereich ermöglichen. Für Temperaturen > 500 °C muss die 

Wärmeleitfähigkeit extrapoliert werden. 

Die Messergebnisse aus der DSC-Analyse ermöglichen eine Aussage über den temperatur-

abhängigen Verlauf der spezifischen Wärmekapazität der untersuchten Brandschutzplatten. 

In der Aufheizphase sind bei gipsgebundenen Plattenbekleidungen ausgeprägte Peaks im 

Kurvenverlauf von cp bestimmt worden. In der Abkühlphase wurden für die spezifische Wär-

mekapazität deutlich geringer Messwerte erfasst. Die Erkenntnis aus Semitelos [114], dass 

mit steigender Aufheizrate der ausgeprägte Peak im Kurvenverlauf von cp ansteigt, konnte 

anhand der Messdaten für gipsgebundene Plattenbekleidungen nicht ermittelt werden. An-

hand der DSC-Analyse ist jedoch erkennbar, dass mit geringeren Aufheizraten (10 K/min) 

frühzeitiger die Peaks ermittelt werden konnten und insbesondere bei der zweiten Dehydra-

tation zwei kleine Peak-Anstiege hintereinander folgen, die bei höheren Aufheizraten nicht 

detektiert werden. Die Messergebnisse für die untersuchte zementgebundene Calciumsili-

katplatte zeigen, dass eine Erhöhung der Aufheizrate von 20 K/min zu höheren Messwerten 

von cp in der Aufheizphase führt. Die spezifische Wärmekapazität zeichnet sich durch kurz-

fristige Anstiege im Kurvenverlauf aus, die auf endotherme Reaktionen im Plattenmaterial 

zurückzuführt werden können.  

Für die Bestimmung der temperaturabhängigen Rohdichte sind TG-Analysen, Cone Calori-

meter und gravimetrische Untersuchungen vorgenommen worden. Die Messwerte der gra-

vimetrischen Untersuchungen haben nur absolute Massen vor und nach einer Temperatur-

beanspruchung ergeben, die jedoch keine Aussage über den temperaturabhängigen Verlauf 

der Rohdichte unter steigender Temperaturbeanspruchung ermöglichen. Die Ergebnisse der 
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TGA unter Variation der Aufheizraten haben anhand der Messwerte ergeben, dass mit stei-

gender Temperaturbeanspruchung ein Massenverlust einsetzt, der zu einer Reduzierung der 

Rohdichte führt. Für die Plattenbekleidungen unter einer Temperaturbeanspruchung bis 

1.000 °C sind Massenverluste von 3,8 – 25 % bestimmt worden. Mit geringeren Aufheizge-

schwindigkeit konnten die Massenverluste der Brandschutzplatten frühzeitiger ermittelt wer-

den. Ein Versatz der Messkurven mit steigender Aufheizgeschwindigkeit könnte jedoch auch 

mit der thermischen Trägheit und den unterschiedlichen Feuchtegehalten der Proben der 

untersichten Brandschutzplatten erklärt werden. Die Messergebnisse im Cone Calorimeter 

haben verdeutlicht, dass die Berücksichtigung des Porensystems einen Einfluss auf den 

temperaturabhängigen Massenverlust hat. Bei gipshaltigen Brandschutzbekleidungen ist der 

prozentuelle Massenverlust vergleichbar mit den TGA- Messergebnissen (bei 500 °C 23 ´% 

Massenverlust), wohingegen für Calciumsilikatplatten die Massenverluste mit 10 % bei 

400 °C im Cone Calorimeter höher ausfallen als bei der TGA (4 % Massenverlust bei 400 °C) 

und die Messergebnisse somit konservativer sind. 

Die Messergebnisse verdeutlicht letztlich das irreversible Materialverhalten der untersuchten 

Brandschutzplatten und stellen temperaturabhängige Materialkennwerte zur Verfügung. In-

wieweit die im Labormaßstab ermittelten thermischen Materialeigenschaften auf den Real-

maßstab übertragen werden kann, wird im Folgenden untersucht.  

 Brandschutzputz 4.4

4.4.1 Wärmeleitfähigkeit 

Die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit λ wurde mithilfe der Transient Plane Source 

Methode (TPS) nach DIN EN ISO 22007-2 (2015) [25] untersucht. Zur Anwendung kam das 

Hot Disk Verfahren, das auf der TPS- Methode basiert. Aufgrund der verwendeten Messap-

paratur (TPS 2500S, Muffelofen VECSTAR und Sensoren Mica 4921, Kapton 8563) waren 

die Messrandbedingungen auf Temperaturen bis 400-500 °C sowie Heizraten bis zu 

10 K/min begrenzt. Die Wärmeleitfähigkeitsmessung für den untersuchten perlithaltigen 

Brandschutzputz erfolgte wie bei den untersuchten Brandschutzplatten. Zur Vergleichbarkeit 

der Messergebnisse wurden die untersuchten Materialproben vorkonditioniert. Die Proben 

aus Brandschutzputz (Dicke d= 20 mm) nach DIN EN 13501-2 (2016) [18], DIN 4102 – 4 

(2016)[11] sind händisch gemäß Herstellerangaben hergestellt worden. Die 80 x 80 mm² 

großen Putzproben wurden vor der Wärmeleitfähigkeitsmessung 24 Std. bei 100 °C getrock-

net. 
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Abbildung 4-28 zeigt die Ergebnisse der durchgeführten Wärmeleitfähigkeitsmessung für den 

untersuchten perlithaltigen Brandschutzputz sowie die statistischen Auswertung aus 24 

Messdaten. Zu Vergleichszwecken wird die Wärmeleitfähigkeit nach DIN EN 1993 1-2/NA 

(2010) [7] für Brandschutzputze aufgetragen. 

 

Abbildung 4-28: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von perlithaltigem 
Brandschutzputz für die Aufheizphase (Aufheizrate 10 K/min) 

Die Messergebnisse zeigen, dass sich λ mit steigender Temperatureinwirkung verändert. 

Der Hersteller gibt für den untersuchten Brandschutzputz eine Wärmeleitfähigkeit von 0,055 - 

0,077 W/(m∙K) an. Die Messwerte von λ liegen für die Aufheizphase zwischen 0,005 - 0,604 

W/(m∙K). Insbesondere zwischen 100 - 200 °C steigt λ an, was auf thermochemische Pro-

zesse des perlithaltigen Putzes zurückzuführen ist. Mit steigender Temperatur reduziert sich 

die Wärmeleitfähigkeit, was auf die Reduzierung des Feuchtegehalts zurückzuführen ist (vgl. 

Abidi [42]). Die Schwankungen (Varianz) der Messwerte im Temperaturbereich von 

250 °C - 400 °C fallen demnach geringer aus. 

Der Verlauf von λ von perlithaltigem Brandschutzputz in der Abkühlphase wird in Abbildung 

4-29. Ebenso sind ist die statistische Auswertung aus 24 Messungen dargestellt.  
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Abbildung 4-29: Gemessene temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit von perlithaltigem 
Brandschutzputz in der Abkühlphase (Abkühlrate 10 K/min) 

In der Abkühlphase liegt λ im Mittel unterhalb der Messwerte der Aufheizphase. Die 

Schwankungsbreiten sind zudem geringer. Die Wärmeleitfähigkeit liegt zwischen 

0,015 - 0,37 W/(m∙K), wobei eine leichte Steigung von λ bei 250 °C und 100 °C möglicher-

weise auf die Aufnahme von Umgebungsfeuchte zurückgeführt werden kann. 

Die Wärmeleitfähigkeitsmessungen des perlithaltigen Brandschutzputzes haben verdeutlicht, 

dass die Wärmeleitfähigkeit zwingend temperaturabhängig angenommen werden muss. Die 

Messwerte der Aufheizphase unterscheiden sich deutlich von der Abkühlphase. Eine An-

nahme eines konstanten Verlaufs der Wärmeleitfähigkeit wird den Messwerten des perlithal-

tigen Brandschutzputzes nicht gerecht. Die Streuung der Messwerte liegen u.a. in der ther-

mische Umwandlungsprozessen des Putzes, dem Feuchtegehalt der Putzprobe sowie der 

verwendeten Messapparatur begründet.  

4.4.2 Spezifische Wärmekapazität 

Die Messung der spezifischen Wärmekapazität cp des perlithaltigen Brandschutzputzes er-

folgt unter Anwendung des DSC- Verfahrens (Differenzial Scanning Calorimetry) nach 

DIN 51007 (1992) [27] und ISO 11357-1 (2016) [13]. Die untersuchten Brandschutzmateria-

lien wurden zwei verschiedenen Temperaturprogrammen mit einer Aufheizrate von 10 K/min 

und 20 K/min sowie einer Abkühlphase von 10 K/min und 6 K/min unterzogen. Die Messer-
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gebnisse basieren auf den Daten einer Dreifachbestimmung derselben Probe mit gleichem 

Temperaturprogramm. Aufgrund der Verwendung von Aluminiumtiegel (Probenhalter) ist die 

Messung von cp bis max. 600 °C begrenzt. Die Bestimmung der spezifischen Wärmekapazi-

tät für perlithaltigen Brandschutzputze erfolgte somit analog zu den DSC-Messungen der 

Brandschutzplatten. Die Ergebnisse der DSC-Untersuchung für perlithaltige Brandschutzput-

ze zeigt Abbildung 4-30. Zu Vergleichszwecken wird cp = 1.100 J/(kg∙K) nach DIN EN 1993-

1-2/NA (2010) [7] für Brandschutzputze aufgetragen.  

 

Abbildung 4-30: Gemessene temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität von perlithal-
tigem Brandschutzputz unter Berücksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 

Die Messergebnisse in der Aufheizphase weisen einen kontinuierlichen Anstieg der spezifi-

schen Wärmekapazität auf. Ab ca. 400 °C zeigt der Messverlauf von cp einen ausgeprägten 

Peak, der auf exotherme Materialprozesse des perlithaltigen Brandschutzputzes zurückzu-

führen ist. Der benötigte Energiebedarf für die thermochemischen Prozesse der Bestandteile 

des Brandschutzputzes zeigt sich im ausgeprägten Anstieg von cp. Die Messewerte der spe-

zifischen Wärmekapazität liegen im Wertebereich von 320 - 37.700 J/(kg∙K). Die Diskontinui-

tät der Kurvenverläufe zwischen Aufheizphase und Abkühlphase sind dabei messbedingt 

durch den Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abkühlphase begründet.  

Die Aufheizrate hat nur einen geringen Einfluss auf die spezifische Wärmekapazität in der 

Aufheizphase. In der Abkühlphase zeigt sich hingegen eine Diskrepanz der Messergebnisse 

bei Anwendung verschiedener Abkühlraten. Nach einer Temperaturbeanspruchung der per-
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lithaltigen Brandschutzputzprobe bis 600 °C ergeben sich in der Abkühlphase (Abkühlrate 

6 K/min) deutlich geringere Werte für cp. Die spezifische Wärmekapazität sinkt kontinuierlich. 

Die Messwerte der spezifischen Wärmekapazität liegen zwischen 370 - 4.100 J/(kg∙K). Mit 

steigenden Abkühlraten können höhere Werte für cp gemessen werden. Die Messwerte für 

die spezifische Wärmekapazität bei einer Abkühlrate von 10 K/min liegen zwischen 

7.400 - 14.400 J/(kg∙K). 

Die Ergebnisse der DSC-Analyse zur Bestimmung der spezifischen Wärmekapazität des 

betrachten, perlithaltigen Brandschutzputzes zeigen, dass der temperaturabhängige Verlauf 

von cp durch das irreversible Materialverhalten des Brandschutzputzes in der Aufheizphase 

andere Werte annimmt als in der Abkühlphase. Zudem zeigt sich, dass die Messwerte bei 

der Anwendung der thermoanalytischen Messmethode geringen Streuungen unterliegen. 

Lediglich der Umschaltpunkt von Aufheizphase zur Abkühlphase führt zu einer Diskontinuität 

der Messverlaufe von cp. Die Veränderungen der Materialkennwerte mit steigender Tempe-

ratur sind auf exotherme Reaktionen im Brandschutzputz zurückzuführen. Der Einfluss der 

verschiedenen Aufheizraten hat sich anhand der Messdaten nicht ergeben. In der Abkühl-

phase konnte unter Anwendung einer Heizrate von 10 K/min höhere cp-Werte als mit gerin-

geren Abkühlraten (6 K/min) bestimmt werden.  

4.4.3 Rohdichte 

Um die Rohdichte ρ in Abhängigkeit der Temperatur zu messen, wurde die thermogravimet-

rische Analyse (TGA) nach DIN 51006 (2005) [26] durchgeführt. Die Ergebnisse der TGA 

geben Aufschluss über den Massenverlust in Abhängigkeit der Temperatur. Unter Annahme 

eines konstanten Volumens kann aufgrund der Messergebnisse auf die temperaturabhängi-

ge Rohdichte von Brandschutzbekleidungen geschlossen werden. Für die experimentelle 

Bestimmung sind die Brandschutzplatten zunächst zerstoßen und pulverisiert worden. Die 

Kleinstprobemengen (9,68 – 10,33 mg) sind anschließend in einem Aluminiumtiegel unter 

verschiedener Temperaturbeaufschlagung einer Wägung unterzogen worden. Der prozentu-

ale Massenverlust wurde bis 1000 °C mit den Aufheizraten von 10, 20 und 40 K/min unter-

sucht. Für die anschließende Abkühlphase wurden Abkühlraten von 6 und 10 K/min ange-

wendet. Anhand gravimetrischer Voruntersuchungen, dessen Ergebnisse in Tabelle 4-2 dar-

gestellt sind, wurde die Rohdichte von perlithaltigen Brandschutzputz zu ca. ρ = 281 kg/m³ 

(Mittelwert aus 24 Messungen) ermittelt.  
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Tabelle 4-2: Messergebnisse des Feuchtegehaltes, der Rohdichte sowie des prozentualen 
Massenverlustes des untersuchten perlithaltigen Brandschutzputzes 

 

In DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] wird die Rohdichte für Brandschutzputze temperaturunab-

hängig mit ρ = 550 kg/m³ angegeben. Exemplarisch werden in Abbildung 4-31 die Messer-

gebnisse (Mittelwerte aus Doppelbestimmung) für perlithaltigen Brandschutzputz gezeigt. 

 

Abbildung 4-31: Gemessener temperaturabhängigen Verlauf der Masse (perlithaltiger 
Brandschutzputz) in Abhängigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkühlraten 

Bei Temperaturen bis 1000 °C kann ein Massenverlust von bis zu 3,8 % eintreten. Bis 

300 °C zeigen die verschiedenen Aufheizraten keinen Einfluss auf die Messergebnisse. Bei 

Temperaturen > 300 °C lassen die Messergebnisse einen Versatz der Messkurven erken-

nen, der mit der thermischen Trägheit der Proben erklärt werden kann. Bei 400 °C ist ein 

Abfall der Masse von 91 % auf 97 % bestimmt worden, der auf die exotherme Umwandlung 

im Brandschutzputz zurückzuführen. Ab 450 °C bis 600 °C nimmt der Massenverlust kontinu-

ierlich zu. Bei einer Temperatur von 700 °C wird der maximale Massenverlust von 3,8 % er-

reicht. Mit steigender Temperatur >700 °C wurde kein weiterer Massenverlust ermittelt. 

 

Brandschutzputz Feuchtegehalt 

[%] 

Rohdichte [kg/m³] Massenverlust 
[%] 

Vor Temperaturbe-

handlung 

Nach Temperatur-

behandlung 

Perlithaltiger 

Brandschutzputz 

0,29 281 273 2,85 
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In der Abkühlphase zeigt sich keine Veränderung des Massenverlustes respektive der Roh-

dichte. Lediglich beim Messergebnis mit einer Heiz- und Abkühlrate von 10 K/min zeigt sich 

bei Temperaturen < 200 °C eine erneute Zunahme der Masse, die auf die Aufnahme der 

Umgebungsfeuchte zurückzuführen ist. 

Die Messergebnisse zur Bestimmung des Massenverlustes respektive der Rohdichte vom 

perlithaltigen Brandschutzputz hat ergeben, dass der thermische Materialkennwert ρ wäh-

rend einer Naturbrandbeanspruchung deutlich reduziert wird. Mit geringeren Aufheizrate 

(10 K/min) kann der Massenverlust frühzeitiger bestimmt werden. Für die Abkühlphase ha-

ben die Messergebnisse gezeigt, dass die Rohdichte der Brandschutzplattenbekleidung kon-

stant angenommen werden kann. Zusätzlich zu den TGA-Messungen wurde der absolute 

Massenverlust anhand gravimetrischer Untersuchungen der Plattenproben ermittelt. Der 

prozentuale Massenverlust lag dabei leicht unterhalb des maximalen Massenverlusts der 

TGA-Messungen. Eine Aussage über den temperaturabhängigen Verlauf konnte anhand der 

Messwerte jedoch nicht erfolgen, sodass weiter Untersuchungen des Massenverlustes mit 

dem Cone Calorimeter erfolgten. 

4.4.4 Diskussion und Bewertung der Ergebnisse 

Die Messergebnisse der thermischen Materialkennwerte für den untersuchten perlithaltigen 

Brandschutzputz haben ergeben, dass konstante Angaben den temperaturabhängigen Ver-

läufen von λ, ρ und cp nicht gerecht werden. Sowohl für die Aufheizphase als auch für die 

Abkühlphase ergeben sich unterschiedliche Kurvenverläufe der thermischen Kennwerte. 

Insbesondere die temperaturabhängigen Reaktionen im Brandschutzputz, der Feuchtegehalt 

und die Porosität beeinflussen die Messergebnisse.  

Die Messergebnisse der Wärmleitfähigkeitsmessung zeigen, dass sich λ mit steigender 

Temperatureinwirkung verändert. Durch das irreversible thermische Materialverhalten des 

Brandschutzputzes unterscheidet sich die Wärmeleitfähigkeit in der Aufheizphase deutlich 

von der Abkühlphase. Die Streuung der Messwerte von λ sind in der Aufheizphase höher, 

dass sich durch die endothermen Materialreaktionen und die Verdampfung des freien und 

chemisch gebundenen Wassers zurückführen lässt. In den Untersuchungen von Abidi [42] 

wird aufgezeigt, dass beim steigendem Perlit/ Vermiculitgehalt die Wärmeleitfähigkeit von 

Brandschutzputzen sinkt. Zudem zeigen die Ergebnisse aus Abidi [42], dass mit steigender 

Porosität die Wärmeleitfähigkeit sinkt. Diese Effekte können nicht anhand der Messdaten 

abgeleitet werden, jedoch zeigt sich, dass der untersuchte Brandschutzputz eine geringe 

Wärmeleitfähigkeit aufweist. In der Abkühlphase unterliegt die Wärmeleitfähigkeit geringerer 

Streuung, die auf eine Verringerung des Feuchtegehalts der Brandschutzputzprobe schlie-
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ßen lässt. Die ermittelten temperaturabhängigen Kurvenverläufe der Wärmeleitfähigkeit ge-

ben entsprechend einen Streubereich angeben.  

Die Messergebnisse der DSC-Messungen an perlithaltigen Brandschutzproben verdeutli-

chen, dass für die spezifische Wärmekapizität ein temperaturabhängiger Kurvenverlauf an-

genommen werden sollte. In der Aufheizphase zeigt sich ein kontinuierlicher Anstieg von cp, 

der auf die thermischen Reaktionen innerhalb des perlithaltigen Brandschutzputzes zurück-

zuführen ist. Anhand der Messergebnisse in der Aufheizphase zeigt sich kein Einfluss der 

Aufheizraten. In der Abkühlphase zeigt sich hingegen eine Diskrepanz der Messergebnisse 

bei Anwendung verschiedener Abkühlraten. In der Abkühlphase kann hingegen geringere 

Abkühlrate (6 K/min) zu geringeren Werte der spezifischen Wärmekapazität führen. In der 

Aufheizphase sind jedoch nicht die gleichen Aufheizraten zu Grunde gelegt worden, sodass 

die Diskrepanz in der Abkühlphase auch aufgrund der unterschiedlichen Werte der Auf-

heizphase rühren kann. Die Ableitung der Abkühlrate auf die spezifische Wärmekapazität 

kann folglich nicht abschließend anhand der Messdaten bewertet werden. Unabhängig von 

der Abkühlrate zeigen die Messergebnisse der DSC, dass die spezifische Wärmekapazität 

von perlithaltigen Brandschutzputzen mit Verringerung der Temperatureinwirkung reduziert.  

Die Ergebnisse der TGA, aus dem Cone Calorimeter und gravimetrische Untersuchungen 

haben ergeben, dass die Rohdichte von perlithatigem Brandschutzputz in der Aufheizphase 

abnimmt. Die Messergebnisse zeigen, dass der Massenverlust mit steigender Temperatur 

deutlich zunimmt. Ein direkter Einfluss der Aufheizraten auf den Massenverlust ist anhand 

der Messdaten jedoch nicht zu erkennen. Der Versatz der gemessenen Kurvenverläufe kann 

auch auf die thermische Trägheit der perlithaltigen Putzproben zurückgeführt werden. Für die 

Abkühlphase zeigen die Ergebnisse der TGA Untersuchungen, dass die Masse konstant 

bleibt. Die Rohdichte für perlithaltigen Brandschutzputz kann folglich als konstanter Wert 

angenommen werden. Lediglich bei geringen Abkühlraten (10 K/min) und einer Temperatur 

bis 450 °C konnte in der Abkühlphase ein erneuter Anstieg der Masse ermittelt werden. Auf-

grund der Messdaten lässt sich vermuten, dass das kapillaroffene Brandschutzputz Umge-

bungsfeucht aufgenommen hat und die irreversiblen Materialveränderungen die zu dauerhaf-

ten Massenverlusten führen erst bei Temperaturbeanspruchungen > 450 °C eintreten. 
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 Reaktive Brandschutzsysteme 4.5

4.5.1 Expansionsverhalten 

Für die Bewertung des Expansionsverhaltens der beiden untersuchten Brandschutzsysteme 

wurde das Prüfverfahren der digitalen Expansionsanalyse aus Kapitel 4.2.6 angewendet. 

Hierbei wurde das Expansionsverhalten des wasserbasierten und lösemittelhaltigen Brand-

schutzsystems sowohl für Temperaturzeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten 

als auch für die Einheits-Temperaturzeitkurve in Form eines temperaturabhängigen Expansi-

onsfaktors α ermittelt. Für jede untersuchte Temperaturzeitkurve erfolgten jeweils zwei Ver-

suche. Die Ergebnisse der Untersuchungen sind im Folgenden für beide Brandschutzsyste-

me in Diagramm- und Tabellenform aufgeführt.  

Wasserbasiertes Brandschutzsystem 

Die Proben des wasserbasierten Brandschutzsystems mit Trockenschichtdicken zwischen 

220 und 268 μm weisen für die untersuchten Aufheizgeschwindigkeiten eine nahezu identi-

sche RBS-Temperatur (207 – 238 °C) auf, bei der die Expansion einsetzt (vgl. Abbildung 

4-32 und Tabelle 4-3).  

 

Trockenschichtdicken (TSD):   

Die Proben (25 x 25 x 0,7 mm) 
des wasserbasierte Brand-
schutzsystems weisen folgende 
TSD auf: 

 10 K/min: 252 μm 
 10 K/min: 254 μm 
 30 K/min: 220 μm 
 30 K/min: 224 μm 
 50 K/min: 260 μm 
 50 K/min: 268 μm 
 70 K/min: 250 μm 
 70 K/min: 256 μm 

Abbildung 4-32: Gemessene Expansionskurven des wasserbasierten Brandschutzsystems in 
Abhängigkeit der mittleren RBS-Temperatur für konstante Aufheizgeschwindigkeiten 

Geringfügige Unterschiede bestehen hingegen in den maximal erreichten Expansionsfakto-

ren (αMax) und den zugehörigen Materialtemperaturen (θMax). Für die Aufheizgeschwindigkeit 

von 10 K/min beträgt der maximale Expansionsfaktor α = 40,5. Mit steigender Aufheizge-

schwindigkeit nimmt der Expansionsfaktor geringfügig zu und erreicht bei 70 K/min eine 

Größenordnung von α = 44,4. Auch die Materialtemperaturen, bei denen die maximalen Ex-
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pansionsfaktoren erreicht werden, weisen eine geringfügige Heizratenabhängigkeit auf. 

Während der Maximalwert der Expansion für 10 K/min bei RBS-Temperaturen von 392 –

404 °C erreicht wird, führt die Erwärmung der Proben mit höheren Aufheizgeschwindigkeiten 

zu einem Temperaturversatz, sodass der Maximalwert der Expansion für 70 K/min erst bei 

RBS-Temperaturen von 403 – 434 °C einsetzt.  

Im Falle der Einheits-Temperaturzeitkurve ist der Temperaturversatz noch deutlicher ausge-

prägt (vgl. Abbildung 4-33). Hier treten die maximalen Expansionswerte bei RBS-

Temperaturen von 432 – 498 °C auf. Die dabei erreichten Maximalwerte der Expansion lie-

gen mit 39,8 und 42,6 geringfügig unterhalb der Werte für 70 und 50 K/min. 

 

Trockenschichtdicken (TSD):   

Die Proben (25 x 25 x 0,7 mm) 
des wasserbasierte Brand-
schutzsystems weisen folgende 
TSD auf: 

 ETK: 244 μm 
 ETK: 246 μm 

Abbildung 4-33: Gemessene Expansionskurven des wasserbasierten Brandschutzsystems in 
Abhängigkeit der mittleren RBS-Temperatur für die Einheits-Temperaturzeitkurve 

Nach dem Erreichen des maximalen Expansionsfaktors setzt bei allen untersuchten Tempe-

raturzeitkurven ein Schrumpfvorgang ein, der zu einer Reduktion der Expansionswerte führt. 

In Tabelle 4-3 sind hierfür zum einen die Temperaturen (θEnde) aufgeführt, bei denen keine 

Änderung des Expansionsfaktors mehr zu verzeichnen ist, sowie die zugehörigen Expansi-

onswerte (αEnde). Darüber hinaus werden die Differenzen (∆α) zwischen dem Expansionsma-

ximum und dem Endwert der Expansion gebildet, um das Schrumpfmaß quantifizieren zu 

können. Mit Werten zwischen 4,0 – 6,1 tritt das geringste Schrumpfmaß im Falle der Ein-

heits-Temperaturzeitkurve ein. Das Schrumpfvermögen der Proben mit konstanten Aufheiz-

geschwindigkeiten ist mit 6,3 – 8,5 geringfügig größer und für alle Aufheizgeschwindigkeiten 

nahezu gleich. Lediglich die Probe H10-WA-2 weicht mit einem Wert von ∆α = 12,2 davon 

ab.  

Die Stagnation des Schrumpfvorgangs setzt bei der Einheits-Temperaturzeitkurve gegen-

über den Temperaturzeitkurven mit konstanter Aufheizgeschwindigkeit in einem früheren 

Temperaturbereich ein. Während der Temperaturbereich für die Einheits-Temperatur-
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zeitkurve in einem Bereich von 593 – 603 °C liegt, beträgt dieser für die Temperaturzeitkur-

ven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten 613 – 683 °C, wobei die größte Streuung für 

30 K/min ermittelt wird. Grundsätzlich fallen die Ergebnisse für die Aufheizgeschwindigkeit 

von 30 K/min auf dem Rahmen, da hierfür die geringsten Expansionsfaktoren (34,6 – 36,3) 

sowie die geringsten zugehörigen RBS-Temperaturen (377 – 386 °C) vorliegen. Eine plau-

sible Erklärung lässt sich für dieses Verhalten aktuell nicht finden. 

Tabelle 4-3: Gemessene Expansionsfaktoren und zugehörige RBS-Temperaturen des was-
serbasierten Brandschutzsystems in Abhängigkeit der Trockenschichtdicke 

Proben- 
bezeichnung 

TSD θBeginn θMax θEnde αMax αEnde △α 

[μm] [°C] [°C] [°C] [-] [-] [-] 

H10-Wa-1 252 229 404 632 40,5 32,0 8,5 

H10-Wa-2 254 213 392 658 42,8 30,6 12,2 

H30-Wa-1 220 238 386 683 36,3 28,4 7,9 

H30-Wa-2 224 213 377 613 34,6 28,1 6,5 

H50-Wa-1 260 211 430 671 41,2 32,7 8,5 

H50-Wa-2 268 207 419 667 43,1 35,5 7,6 

H70-Wa-1 250 235 403 667 44,4 37,3 7,1 

H70-Wa-2 256 222 434 647 40,1 33,8 6,3 

ETK-Wa-1 244 232 498 603 42,6 38,6 4,0 

ETK-Wa-2 246 199 432 593 39,8 33,7 6,1 

 

Insgesamt zeigen die Ergebnisse der digitalen Expansionsanalysen, dass das untersuchte 

wasserbasierte Brandschutzsystem eine geringe Heizratenabhängigkeit aufweist, die sich in 

erster Linie auf die Maximalwerte der Expansion und der Temperaturen, bei denen die ma-

ximalen Expansionsfaktoren erreicht werden, auswirkt. Signifikante Unterschiede zwischen 

den Expansionsfaktoren infolge der Einheits-Temperaturzeitkurve und den Temperaturzeit-

kurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten liegen nicht vor. Die Unterschiede liegen 

lediglich in einer Größenordnung von ∆αMax = 0,5 – 1,8 und treten bei Aufheizgeschwindigkei-

ten ≥ 50 K/min auf. Die Temperaturen, bei denen die Maximalwerte der Expansion auftreten, 

weisen hingegen größere Unterschiede auf. So treten die maximalen Expansionsfaktoren im 

Falle der Einheits-Temperaturzeitkurve im Vergleich zu den Temperaturzeitkurven mit kon-

stanten Aufheizgeschwindigkeiten bei höheren Materialtemperaturen auf. 

Lösemittelhaltiges Brandschutzsystem 

Ähnlich wie beim wasserbasierten Brandschutzsystem findet der Expansionsbeginn des lö-

semittelhaltigen Brandschutzsystems unabhängig von den untersuchten Aufheizgeschwin-

digkeiten statt. Für die thermische Aktivierung des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems 

werden jedoch höhere Temperaturen benötigt, da die Expansion anders als beim wasserba-



Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte 145 

 

 

sierten Brandschutzsystem erst in einem Temperaturbereich von 312 – 348 °C erfolgt (vgl. 

Abbildung 4-34 und Tabelle 4-4). Auch die Maximalwerte der Expansion und die zugehörigen 

Materialtemperaturen unterscheiden sich signifikant. Das lösemittelhaltige Brandschutzsys-

tem weist eine deutlich höhere Sensitivität gegenüber den Heizraten auf, die sich in einer 

Zunahme der maximalen Expansionsfaktoren mit größer werdenden Aufheizgeschwindigkei-

ten bemerkbar macht. Während bei 10 K/min maximale Expansionsfaktoren von 38,9 – 39,5 

erreicht werden, liegen die Maximalwerte der Expansion für 70 K/min in einer Größen-

ordnung von 61,1 – 61,6 (vgl. Tabelle 4-4). Mit der Zunahme der Expansionsfaktoren geht 

eine Erhöhung der Materialtemperaturen einher, bei der die maximalen Expansionswerte 

erreicht werden. So liegen die Temperaturen für 70 K/min zwischen 581 und 589 °C, wäh-

rend der Temperaturbereich für 10 K/min zu 363 – 372 °C ermittelt wurde.    

 

Trockenschichtdicken (TSD):   

Die Proben (25 x 25 x 0,7 mm) 
des lösemittelhaltigen Brand-
schutzsystems weisen folgende 
TSD auf: 

 10 K/min: 320 μm 
 10 K/min: 320 μm 
 30 K/min: 314 μm 
 30 K/min: 325 μm 
 50 K/min: 300 μm 
 50 K/min: 310 μm 
 70 K/min: 231 μm 
 70 K/min: 233 μm 

Abbildung 4-34: Gemessene Expansionskurven des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems 
in Abhängigkeit der mittleren RBS-Temperatur für konstante Aufheizgeschwindigkeiten 

Im Falle der Einheits-Temperaturzeitkurve tritt der maximale Expansionsfaktor bei RBS-

Temperaturen von 496 – 509 °C auf. Einordnen lässt sich dieser Temperaturbereich zwi-

schen die Ergebnisse von 50 und 70 K/min. Gleichzeitig werden die Maximalwerte der Ex-

pansionsfaktoren (34,2 und 41,3) lediglich von den Proben mit einer konstanten Aufheizge-

schwindigkeit von 10 K/min unterschritten. Eine klare Einordnung der für die Einheits-

Temperaturzeitkurve ermittelten Expansionskurven in die Ergebnisse der Temperaturzeitkur-

ven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten ist somit nicht möglich. Gleichwohl erfolgt der 

Expansionsbeginn für die Einheits-Temperaturzeitkurve mit 323 – 325 °C in demselben 

Temperaturbereich, wie bei den Temperaturzeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindig-

keiten. 

Nachdem die Maximalwerte der Expansion erreicht werden, tritt auch beim lösemittelhaltigen 

Brandschutzsystem ein Schrumpfvorgang ein, der auf die Pyrolyse organischer Bestandteile 
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zurückgeführt werden kann. Mit einer Reduktion von 14,4 – 16,9 liegt das Schrumpfmaß für 

die Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30 und 50 K/min in der gleichen Größenordnung. Le-

diglich die Proben von 70 K/min und der Einheits-Temperaturzeitkurve weichen davon ab. 

Mit 9,3 – 13,5 weisen die Proben der Einheits-Temperaturzeitkurve die geringsten Werte für 

das Schrumpfmaß auf, während die Proben von 70 K/min mit 19,8 – 30,3 am stärksten der 

Schichtdickenreduktion unterliegen (vgl. Tabelle 4-4). 

 

Trockenschichtdicken (TSD):   

Die Proben (25 x 25 x 0,7 mm) 
des lösemittelhaltigen Brand-
schutzsystems weisen folgende 
TSD auf: 

 ETK: 216 μm 
 ETK: 224 μm 

 

Abbildung 4-35: Gemessene Expansionskurven des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems 
in Abhängigkeit der mittleren RBS-Temperatur für die Einheits-Temperaturzeitkurve 

Der Zeitpunkt, an dem der Schrumpfvorgang des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems 

abgeschlossen ist, lässt sich mithilfe der RBS-Temperatur θEnde beschreiben. Während diese 

Temperatur für 10 K/min bei 549 – 604 °C liegt, nimmt sie bis zu einer Aufheizgeschwindig-

keit von 50 K/min stetig zu und erreicht eine Größenordnung von 769 – 800 °C. Im Falle der 

Einheits-Temperaturzeitkurve ist der Schrumpfvorgang hingegen bei 698 – 704 °C beendet.  

Tabelle 4-4: Gemessene Expansionsfaktoren und zugehörige RBS-Temperaturen des löse-
mittelhaltigen Brandschutzsystems in Abhängigkeit der Trockenschichtdicke 

Proben- 
bezeichnung 

TSD θBeginn θMax θEnde αMax αEnde △α 

[μm] [°C] [°C] [°C] [-] [-] [-] 

H10-Loe-1 320 333 372 549 38,9 23,7 15,2 

H10-Loe-2 320 333 363 604 39,5 22,6 16,9 

H30-Loe-1 314 312 426 679 45,6 30,7 14,9 

H30-Loe-2 325 342 430 695 44,3 29,9 14,4 

H50-Loe-1 300 331 415 769 44,0 27,9 16,1 

H50-Loe-2 310 348 453 800 44,1 27,8 16,3 

H70-Loe-1 231 333 589 760 61,6 31,3 30,3 

H70-Loe-2 233 328 581 767 61,1 41,8 19,8 

ETK-Loe-1 216 325 496 704 34,2 24,9 9,3 

ETK-Loe-2 224 323 509 698 41,3 27,8 13,5 

0

10

20

30

40

50

60

0 200 400 600 800 1000

E
x
p

a
n

s
io

n
s
fa

k
to

r 
α

 [
-]

 

RBS-Temperatur [°C] 

lösemittelhaltig 

ETK 



Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte 147 

 

 

Die Ergebnisse der durchgeführten Expansionsanalyse zeigen insgesamt, dass das unter-

suchte lösemittelhaltige Brandschutzsystem gegenüber der wasserbasierten Brandschutzbe-

schichtung eine deutliche Heizratenabhängigkeit aufweist, die sich in erster Linie auf die Ma-

ximalwerte der Expansion und der zugehörigen Materialtemperaturen auswirkt. 

Die Expansionsfaktoren infolge der Einheits-Temperaturzeitkurve weisen eine Größenord-

nung auf, die zwischen die Ergebnisse der Aufheizgeschwindigkeiten von 10 und 30 K/min 

eingeordnet werden können. In Hinblick auf die Bewertung des Expansionsverhaltens des 

lösemittelhaltigen Brandschutzsystems bei Naturbrandeinwirkungen stellt dieser Sachverhalt 

eine wichtige Erkenntnis dar.    

4.5.2 Effektive Wärmeleitfähigkeit 

Für die Bewertung der thermischen Schutzwirkung der beiden untersuchten Brandschutzsys-

teme wurden Erwärmungsversuche an beschichteten Stahlplatten mit den Abmessungen 

100 x 90 x 5 mm (Baustahl S235 JR, A/V = 200 m-1
) durchgeführt. Die Untersuchungen 

erfolgten unter Anwendung des Prüfverfahrens aus Kapitel 4.2.7 für Temperaturzeitkurven 

mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten sowie für die Einheits-Temperaturzeitkurve. 

Die Bewertung der thermischen Leistungsfähigkeit des wasserbasierten und lösemittelhalti-

gen Brandschutzsystems erfolgt im Folgenden anhand des Vergleichs der gemessenen 

Stahlplattentemperaturen sowie der aus den Versuchen berechneten effektiven Wärmeleit-

fähigkeit der Brandschutzbeschichtungen nach DIN EN 13381-8 [16]. Da innerhalb des an-

gewendeten Prüfverfahrens neben den Stahltemperaturen auch die Temperaturen innerhalb 

der expandierten Kohlenstoffschaumschicht gemessen werden, wird abschließend die Tem-

peraturverteilung innerhalb des Brandschutzsystems in Hinblick auf die thermische Schutz-

wirkung sowie die unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten bewertet.  

Die Darstellung der Ergebnisse erfolgt im Folgenden für jedes Brandschutzsystem einzeln, 

beginnend mit der wasserbasierten Brandschutzbeschichtung. 

Wasserbasiertes reaktives Brandschutzsystem 

Für die Analyse der Leistungsfähigkeit des wasserbasierten Brandschutzsystems wurden 

zehn Versuche an beschichteten Stahlplatten der Konfiguration B (vgl. Kapitel 4.2.7) sowie 

fünf Versuche an ungeschützten Stahlplatten der Konfiguration A durchgeführt. Als thermi-

sche Einwirkungen wurden Temperaturzeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten 

von 10, 30, 50 und 70 K/min sowie die Einheits-Temperaturzeitkurve zugrunde gelegt. Somit 

erfolgten für eine Temperaturzeitkurve jeweils drei Erwärmungsversuche. Die Bezeichnun-

gen der untersuchten Proben sowie die zugehörigen Trockenschichtdicken des wasserba-

sierten Brandschutzsystems sind in Tabelle 4-5 aufgeführt. Bei den Trockenschichtdicken 
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handelt es sich um Mittelwerte aus jeweils 30 Messungen, die mit einem analogen Schichtdi-

ckenmessgerät (Mikrotest IV, ElektroPhysik) durchgeführt wurden. 

Bei der Applikation des Brandschutzsystems wurde die Zieltrockenschichtdicke von 740 μm 

nach der nationalen Produktzulassung der wasserbasierten Beschichtung in Abhängigkeit 

einer Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten sowie einem Profilfaktor von 200 m-1 definiert. 

Da die Versuchsdurchführung in horizontaler Lage erfolgte, wurde auf die Applikation eines 

Haftvermittlers in Form einer Grundierung verzichtet und das Brandschutzsystem direkt auf 

die Stahlplatten aufgebracht. Nach einer Trocknungsphase von fünf Wochen bei Raumtem-

peratur und normaler Luftfeuchtigkeit erfolgte die Messung der Trockenschichtdicken. Trotz 

einer gleichmäßigen Applikation der Brandschutzbeschichtung mithilfe eines Spachtels las-

sen sich Unterschiede in den Trockenschichtdicken von maximal 95 μm feststellen. Die ge-

ringsten Trockenschichtdicken sind mit 572 und 578 μm dabei bei den Proben der Einheits-

Temperaturzeitkurve zu finden (vgl. Tabelle 4-5). 

Tabelle 4-5: Bezeichnungen und Trockenschichtdicken (TSD) der mit dem wasserbasierten 
Brandschutzsystem beschichteten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) 

Proben-  
bezeichnung  

Heizrate Konfiguration TSD 

[K/min] [-] [μm] 

H10 10 A - 

H10-W-2 10 B 648 

H10-W-3 10 B 667 

H30 30 A - 

H30-W-2 30 B 575 

H30-W-3 30 B 653 

H50 50 A - 

H50-W-2 50 B 621 

H50-W-3 50 B 635 

H70 70 A - 

H70-W-2 70 B 601 

H70-W-3 70 B 624 

ETK ETK A - 

ETK-W-2 ETK B 572 

ETK-W-3 ETK B 578 

 

Die Ergebnisse der durchgeführten Erwärmungsversuche sind für das wasserbasierte 

Brandschutzsystem in Abbildung 4-36 dokumentiert. Darin sind die gemessenen Stahltempe-

raturen der ungeschützten und geschützten Stahlplatten in Abhängigkeit der untersuchten 

Temperaturzeitkurven dargestellt. Der Unterschied zwischen den geschützten und den un-

geschützten Proben ist dabei deutlich zu erkennen. Sobald das wasserbasierte Brand-

schutzsystem reagiert, verringert sich die Erwärmungsgeschwindigkeit der Stahlplatten. 
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Hierdurch erfolgt eine langsamere Temperaturerhöhung in den geschützten Proben als in 

den ungeschützten. Folglich wird durch die Expansion des Brandschutzsystems die Erwär-

mung der Stahlplatten zeitlich verzögert. 

  

  

  

Abbildung 4-36: Gemessene Temperaturen und berechnete Temperaturunterschiede (∆T) 
von geschützten und ungeschützten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) für Aufheizgeschwindig-

keiten von 10, 30, 50 und 70 K/min sowie die ETK für das wasserbasierte reaktive Brand-
schutzsystem 
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Effektive Wärmeleitfähigkeit: 

Berechnung der effektiven Wärmeleitfä-

higkeit gemäß Gleichung (2.4) mit: 

 Zeitschrittweite ∆t = 5 Sek. und  

 ca: Temperaturabhängige spezifische 

Wärmekapazität für Baustahl nach 

DIN EN 1993-1-2 [6] 

 

 

Abbildung 4-37: Aus den Erwärmungsversuchen berechnete effektive Wärmeleitfähigkeit des 
wasserbasierten Brandschutzsystems für konstante Aufheizgeschwindigkeiten sowie die 

Einheits-Temperaturzeitkurve  

Trotz der geringen Trockenschichtdicken ist der Effekt der thermischen Schutzwirkung be-

sonders bei den Proben der Einheits-Temperaturzeitkurve stark ausgeprägt. Dies wird vor 

allem durch den Vergleich der Temperaturdifferenz △T zwischen den ungeschützten und den 

geschützten Proben deutlich (vgl. Abbildung 4-36). So ist dieser mit ca. 480 °C für die Pro-

ben der Einheits-Temperaturzeitkurve am größten. Für die Temperaturzeitkurven mit den 
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konstanten Aufheizgeschwindigkeiten von 30, 50 und 70 K/min ergeben sich ähnliche Werte. 

Lediglich für 10 K/min sind die Temperaturdifferenzen deutlich geringer. Hier liegt der größte 

Wert nach 70 Minuten bei 315 °C. 

Ein hoher Wert der Temperaturdifferenz zwischen einer ungeschützten und einer geschütz-

ten Probe stellt ein Maß für eine besonders effektive thermische Schutzwirkung eines reakti-

ven Brandschutzsystems dar. Da im Falle der Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min die ge-

ringsten Temperaturdifferenzen ermittelt werden, weist das wasserbasierte Brandschutzsys-

tem für diese Aufheizgeschwindigkeit die geringste thermische Schutzwirkung auf. Mit zu-

nehmenden Aufheizgeschwindigkeiten nimmt die thermische Schutzwirkung jedoch zu und 

erreicht ihr Maximum für die Einheits-Temperaturzeitkurve. 

Dem stehen die effektiven Wärmeleitfähigkeiten des reaktiven Brandschutzsystems aus Ab-

bildung 4-37 vermeintlich gegenüber. Die darin abgebildeten Kurven wurden aus den Stahl-

plattenversuchen unter Zuhilfenahme der Berechnungsvorschrift aus DIN EN 13381-8 [16], 

die in Gleichung (2.4) aufgeführt ist, ermittelt.  

Für alle untersuchten Temperaturzeitkurven ist mit dem Beginn der Erwärmung zunächst ein 

Anstieg der effektiven Wärmeleitfähigkeit zu verzeichnen. Mit der Expansion des wasserba-

sierten Brandschutzsystems und der Ausbildung der Kohlenstoffschaumschicht setzt die 

Phase der effektiven Schutzwirkung ein. Aus diesem Grund sinkt die effektive Wärmeleitfä-

higkeit bis sie ein Minimum erreicht. Anschließend erfolgt ein erneuter Anstieg der effektiven 

Wärmeleitfähigkeit, der auf die Pyrolyse der organischen Bestandteile und der damit verbun-

denen Ausbildung der offenporigen Schaumstruktur zurückzuführen ist.  

Die geringsten Werte für die effektive Wärmeleitfähigkeit treten bei den Versuchen mit einer 

konstanten Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min auf. Dies stellt gegenüber den gemesse-

nen Stahlplattentemperaturen und der hieraus abgeleiteten geringsten thermischen Schutz-

wirkung einen Widerspruch dar. Dieses Phänomen wurde bereits bei der Analyse des 

Stands der Forschung aufgezeigt und ist auf die Berechnungsvorschrift zurückzuführen. 

Demnach resultieren für die Versuche mit höheren Aufheizgeschwindigkeiten entsprechend 

höhere Werte für die effektive Wärmeleitfähigkeit. Um Fehlinterpretationen der Ergebnisse 

zu vermeiden, sollte die Bewertung der thermischen Schutzwirkung von reaktiven Brand-

schutzsystemen daher nicht ausschließlich auf der Grundlage der effektiven Wärmeleitfähig-

keit erfolgen. Die gemessenen Stahltemperaturen sowie die Temperaturdifferenzen zwi-

schen den ungeschützten und den geschützten Proben sollten stets mitbetrachtet werden. 

Wie von Lucherini et al. [100] vorgestellt, stellt die Ermittlung der Temperaturdifferenz zwi-

schen ungeschützten und geschützten Proben ein probates Verfahren dar, um die thermi-

sche Schutzwirkung von reaktiven Brandschutzsystemen bei unterschiedlichen Aufheizge-

schwindigkeiten zu bewerten. 



152  Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte 

 

Zusätzlich zu den Stahltemperaturen und der effektiven Wärmeleitfähigkeit wurden nach 

dem Abkühlen der Proben die Endschichtdicken der expandierten Schaumschichten mit ei-

ner Messnadel gemessen. Die Ermittlung der Endschichtdicke erfolgte für jede Probe an 

30 Messstellen. In Abbildung 4-38 sind die daraus berechneten Mittelwerte in Abhängigkeit 

der Aufheizgeschwindigkeiten dargestellt. Erwartungsgemäß wurden für die Proben der 

10 K/min Versuche die geringsten Endschichtdicken gemessen. Für die restlichen Aufheiz-

geschwindigkeiten wurden nahezu gleiche Schaumschichtdicken ermittelt. Lediglich für 

30 K/min lag im Versuch H30-W-2 eine etwas geringere Endschichtdicke vor, die jedoch auf 

die etwas geringere Trockenschichtdicke zurückgeführt werden kann.  

Der Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten auf die Ausbildung der Schaumschicht wird be-

sonders anhand der Expansionsfaktoren deutlich, die anhand der gemessenen Endschicht-

dicken berechnet wurden (vgl. Abbildung 4-38). Während für 50 und 70 K/min mit 44,0 –

47,0 nahezu gleiche Expansionsfaktoren vorliegen, setzt ab 30 K/min eine leichte Reduktion 

des Expansionsmaßes ein. Besonders ausgeprägt ist der Einfluss der Aufheizgeschwindig-

keiten für 10 K/min. Hier stellen sich nur halb so große Expansionsfaktoren ein als bei den 

restlichen Aufheizgeschwindigkeiten.  

  

Abbildung 4-38: Endschichtdicken und Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brand-
schutzsystems in Abhängigkeit der Aufheizgeschwindigkeit 

Bedingt durch die Ausbildung geringerer Schaumschichtdicken ist die thermische Schutzwir-

kung des wasserbasierten Brandschutzsystems bei geringeren Aufheizgeschwindigkeiten 

weniger ausgeprägt. Verdeutlichen lässt sich dies anhand der zeitlichen Entwicklung des 

Temperaturgradienten innerhalb der expandierten Schaumschicht, die in Abbildung 4-40 

vergleichend für 10 und 50 K/min dargestellt ist. Die Temperaturentwicklung innerhalb des 

Brandschutzsystems wurde mithilfe der Anordnung von Thermoelementen (TE) in äqui-

distanten Abständen von 0, 3, 6, 9 und 12 mm innerhalb der expandierten Schaumschicht 

gemessen (vgl. Kapitel 4.2.7). Für die Probe mit 10 K/min ergeben sich zwischen dem un-
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tersten und dem obersten Thermoelement zu allen betrachteten Zeitpunkten geringere Tem-

peraturunterschiede als für den Versuch mit 50 K/min. Hier stellt sich eine deutlich stärkere 

Nichtlinearität in der Temperaturentwicklung innerhalb der Schaumschicht ein, die auf eine 

höhere thermische Schutzwirkung des Brandschutzsystems hindeutet.  

Die Analyse der Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten Schaumschicht bestätigt 

damit die Beobachtungen, dass das wasserbasierte Brandschutzsystem besonders bei ho-

hen Aufheizgeschwindigkeiten eine sehr gute thermische Schutzwirkung aufweist.  

Die Auswertung der Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten Schaumschicht für 

alle durchgeführten Erwärmungsversuche können zusammen mit der Fotodokumentation 

dem digitalen Anhang entnommen werden. 

  

Abbildung 4-39: Innerhalb der expandierten Schaumschicht des wasserbasierten Brand-
schutzsystems gemessene Temperaturentwicklung für 10 und 50 K/min für unterschiedliche 

Zeitpunkte (min) 

Die für das wasserbasierte Brandschutzsystem durchgeführten Erwärmungsversuche zeigen 

insgesamt, dass die Brandschutzbeschichtung sowohl für die Einheits-Temperaturzeitkurve 

als auch für Aufheizgeschwindigkeiten zwischen 30 und 70 K/min die beste thermische 

Schutzwirkung aufweist. Lediglich für 10 K/min ist eine stärkere Reduktion der thermischen 

Leistungsfähigkeit erkennbar. Analysieren lässt sich dies am besten anhand des Vergleichs 

der Probentemperaturen mit den Temperaturen von ungeschützten Stahlplatten sowie der 

Auswertung der Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten Schaumschicht. Die ef-

fektive Wärmeleitfähigkeit hat sich dabei als wenig hilfreich bei der Bewertung der Leistungs-

fähigkeit erwiesen. 

Lösemittelhaltiges reaktives Brandschutzsystem 

Für die Analyse der Leistungsfähigkeit des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems wurden in 

Analogie zu der wasserbasierten Brandschutzbeschichtung Erwärmungsversuche an be-

schichteten Stahlplatten durchgeführt. Da die Ergebnisse der ungeschützten Stahlplatten aus 
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den zuvor durchgeführten Untersuchungen übernommen werden konnten, wurden für das 

lösemittelhaltige Brandschutzsystem neben beschichteten Stahlplatten der Konfiguration B 

für jede Temperaturzeitkurve eine beschichtete Stahlplatte mit der Thermoelementkonfigura-

tion A untersucht. Auf diese Weise sollte überprüft werden, ob die Anordnung der Thermo-

elemente innerhalb der expandierten Schaumschicht sowie die Bohrungen in den Stahlplat-

ten einen Einfluss auf die Entwicklung der Stahltemperaturen haben. Für die Temperatur-

zeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30, 50 und 70 K/min sowie die 

Einheits-Temperaturzeitkurve wurden damit jeweils drei Versuche durchgeführt. 

Die Bezeichnungen der untersuchten Proben sowie die zugehörigen Trockenschichtdicken 

des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems sind in Tabelle 4-6 aufgeführt. Die Applikation 

der Brandschutzbeschichtung sowie die Messung der Trockenschichtdicke erfolgte analog 

zu den oben vorgestellten Untersuchungen. Lediglich die Zieltrockenschichtdicke wurde ab-

weichend zu 400 μm festgelegt. Die Dimensionierung der Trockenschichtdicke erfolgte nach 

der nationalen Produktzulassung der lösemittelhaltigen Beschichtung für eine Feuerwider-

standsdauer von 30 Minuten sowie einem Profilfaktor von 200 m-1. 

Tabelle 4-6: Bezeichnungen und Trockenschichtdicken (TSD) der mit dem lösemittelhaltigen 
Brandschutzsystem beschichteten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) 

Proben-  
bezeichnung  

Heizrate Konfiguration TSD 

[K/min] [-] [μm] 

H10 10 A - 

H10-S-1 10 A 460 

H10-S-2 10 B 410 

H10-S-3 10 B 475 

H30 30 A - 

H30-S-1 30 A 475 

H30-S-2 30 B 475 

H30-S-3 30 B 470 

H50 50 A - 

H50-S-1 50 A 410 

H50-S-2 50 B 420 

H50-S-3 50 B 460 

H70 70 A - 

H70-S-1 70 A 500 

H70-S-2 70 B 498 

H70-S-3 70 B 487 

ETK ETK A - 

ETK-S-1 ETK A 530 

ETK-S-2 ETK B 475 

ETK-S-3 ETK B 492 
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Die Ergebnisse der durchgeführten Erwärmungsversuche sind für das lösemittelhaltige 

Brandschutzsystem in Abbildung 4-40 dokumentiert. Darin sind die gemessenen Stahltempe-

raturen der ungeschützten und geschützten Stahlplatten in Abhängigkeit der untersuchten 

Temperaturzeitkurven dargestellt.  

  

  

  

Abbildung 4-40:Gemessene Temperaturen und berechnete Temperaturunterschiede (∆T) 
von geschützten und ungeschützten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) für Aufheizgeschwindig-
keiten von 10, 30, 50 und 70 K/min sowie die ETK für das lösemittelhaltige reaktive Brand-

schutzsystem 
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Effektive Wärmeleitfähigkeit: 

Berechnung der effektiven Wärmeleitfä-

higkeit gemäß Gleichung (2.4) mit: 

 Zeitschrittweite ∆t = 5 Sek. und  

 ca: Temperaturabhängige spezifische 

Wärmekapazität für Baustahl nach 

DIN EN 1993-1-2 [6] 

 

Abbildung 4-41: Aus den Erwärmungsversuchen berechnete effektive Wärmeleitfähigkeit des 
lösemittelhaltigen Brandschutzsystems für konstante Aufheizgeschwindigkeiten sowie die 

Einheits-Temperaturzeitkurve  

Die Stahltemperaturen der beschichteten Proben der Konfiguration A und der Konfigurati-

on B unterscheiden sich kaum. Daher kann anhand der guten Reproduzierbarkeit der Ergeb-

nisse geschlussfolgert werden, dass sowohl die Bohrungen in den Stahlplatten als auch die 

Thermoelemente in dem expandierten Brandschutzsystem keinen erkennbaren Einfluss auf 

die Temperaturentwicklung innerhalb der Stahlplatten haben (vgl. Abbildung 4-40).  
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Die Gegenüberstellung der Stahltemperaturen der geschützten und ungeschützten Proben 

verdeutlicht in ähnlicher Weise wie beim wasserbasierten Brandschutzsystem die thermische 

Schutzwirkung des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems. Mit Einsetzen der Expansion tritt 

gegenüber den ungeschützten Proben in den geschützten Proben eine langsamere Tempe-

raturerhöhung ein. Die Expansion des Brandschutzsystems bewirkt somit eine Erwärmungs-

verzögerung in den Stahlplatten.  

Anhand der Temperaturdifferenz △T lässt sich erkennen, dass die thermische Schutzwirkung 

des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems für die Einheits-Temperaturzeitkurve sowie für 

die Temperaturzeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeit von 30, 50 und 70 K/min 

am größten ist. Für 10 K/min lässt sich hingegen eine geringere thermische Schutzwirkung 

feststellen. Ein ähnliches Verhalten wurde bereits beim wasserbasierten Brandschutzsystem 

beobachtet, wenngleich die Schutzwirkung der wasserbasierten Beschichtung insgesamt 

höher ausfällt als die des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems. 

Hinsichtlich der effektiven Wärmeleitfähigkeit verhält sich das lösemittelhaltige Brand-

schutzsystem analog zu den oben vorgestellten Untersuchungen (vgl. Abbildung 4-41). So 

steigt die effektive Wärmeleitfähigkeit zunächst mit der Erwärmung der Proben an bis der 

Zeitpunkt der effektiven thermischen Schutzwirkung erreicht wird und Wärmeleitfähigkeit 

sinkt. Die Phase, in der die  effektive Wärmeleitfähigkeit gering ist, ist besonders für die Ein-

heits-Temperaturzeitkurve ausgeprägt. Zurückführen lässt sich dies auf die schnelle thermi-

sche Aktivierung des Brandschutzsystems zu Beginn des Versuchs sowie auf die kontinuier-

liche Abflachung der Brandraumtemperatur, die für die Einheits-Temperaturzeitkurve charak-

teristisch ist. 

  

Abbildung 4-42: Endschichtdicken und Expansionsfaktoren des lösemittelhaltigen Brand-
schutzsystems in Abhängigkeit der Aufheizgeschwindigkeit 

Insgesamt lässt sich auch für das lösemittelhaltige Brandschutzsystem das Phänomen be-

obachten, dass für die niedrigeren Aufheizgeschwindigkeiten die geringsten Werte der effek-
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tiven Wärmeleitfähigkeit ermittelt werden. Dies stellt gegenüber den gemessenen Stahlplat-

tentemperaturen einen vermeintlichen Widerspruch dar. Um Fehlinterpretationen bei der 

Bewertung der effektiven Wärmeleitfähigkeit zu vermeiden, sollte die Auswertung der Ergeb-

nisse stets zusammen mit den gemessenen Stahlplattentemperaturen und der Temperatur-

unterschiede zwischen den geschützten und ungeschützten Proben erfolgen. 

Zudem ist an dieser Stelle anzumerken, dass die Absolutwerte der effektiven Wärmeleitfä-

higkeit im Rahmen der Berechnung stark von der Zeitschrittweite ∆t abhängen. Mit größeren 

Zeitschrittweiten ergeben sich deutlich größere Werte für die effektive Wärmeleitfähigkeit bei 

gleichbleibendem Verlauf. Ein Vergleich der effektiven Wärmeleitfähigkeiten mit Literaturan-

gaben ist daher nur zulässig, wenn die Zeitschrittweite ∆t bekannt ist. Andernfalls darf nur ein 

qualitativer Vergleich erfolgen. Im Falle der hier durchgeführten Untersuchungen wurde für 

alle Versuche eine Zeitschrittweite ∆t = 5 Sek. gewählt, sodass die ermittelten Kurven unter 

einander auch in Hinblick auf die absoluten Werte der effektiven Wärmeleitfähigkeit vergli-

chen werden können. 

  

Abbildung 4-43: Innerhalb der expandierten Schaumschicht des lösemittelhaltigen Brand-
schutzsystems gemessene Temperaturentwicklung für 10 und 50 K/min für unterschiedliche 

Zeitpunkte (min) 

Der Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten auf die Ausbildung der Schaumschicht wird für 

das lösemittelhaltige Brandschutzsystem in Abbildung 4-42 dargestellt. Darin ist zu erken-

nen, dass die Endschichtdicken und die damit verbundenen Expansionsfaktoren für die Auf-

heizgeschwindigkeiten von 10 – 50 K/min stetig zunehmen. Lediglich für die Proben mit 

70 K/min liegen deutlich geringere Endschichtdicken vor. Eine Ursache hierfür könnte in dem 

Schrumpfverhalten des Brandschutzsystems liegen, das im Rahmen der digitalen Expansi-

onsanalyse als besonders ausgeprägt für die Aufheizgeschwindigkeit von 70 K/min ermittelt 

wurde (vgl. Abbildung 4-34). Somit ist es denkbar, dass die Schaumschichtdicken des löse-

mittelhaltigen Brandschutzsystems bei 70 K/min erst zum Ende des Versuchs einer stärke-

ren Reduktion unterlagen und während der Phase der effektiven thermischen Schutzwirkung 
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größer waren. Da die Messung der Schaumschichtdicke erst am Ende des Versuchs erfolgt, 

sind Aussagen hinsichtlich der Schichtdickenentwicklung während der Versuchsdurchfüh-

rung jedoch nicht möglich.   

Die in Abbildung 4-43 dargestellten Temperaturentwicklungen innerhalb der expandierten 

Schaumschicht verdeutlichen in ähnlicher Weise wie beim wasserbasierten Brandschutzsys-

tem, dass sich der Temperaturgradient innerhalb der Schaumschicht mit zunehmender Auf-

heizgeschwindigkeit stärker ausbildet und der Temperaturverlauf entlang der Messstellen 

eine deutlich ausgeprägtere Nichtlinearität aufweist als für geringere Aufheizgeschwindigkei-

ten. Die Analyse der Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten Schaumschicht be-

stätigt damit die Beobachtungen, dass auch das lösemittelhaltige Brandschutzsystem bei 

hohen Aufheizgeschwindigkeiten eine bessere thermische Schutzwirkung aufweist als bei 

geringeren. 

Insgesamt lassen die durchgeführten Untersuchungen die Schlussfolgerung zu, dass sich 

das in Kapitel 4.2.7 vorgestellte Verfahren für die Durchführung von Erwärmungsversuchen 

an beschichteten Stahlplatten als besonders erkenntnisbringend in Hinblick auf die Bewer-

tung der thermischen Leistungsfähigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen für Tempera-

turzeitkurven mit variierenden Aufheizgeschwindigkeiten erwiesen hat. Mithilfe des Verfah-

rens lassen sich sowohl die Stahltemperatur als auch die Temperatur innerhalb des expan-

dierten Brandschutzsystems ermitteln. Zusätzlich erlauben die Versuchsergebnisse eine 

Berechnung der effektiven Wärmeleitfähigkeit. Diese ist jedoch für die Durchführung von 

numerischen Simulationen weniger geeignet und sollte daher nur für qualitative Analysezwe-

cke verwendet werden. 

Gegenüber den aktuellen Zulassungsprüfungen stellt das neuentwickelte Prüfverfahren ins-

gesamt eine sinnvolle Ergänzung dar. 
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4.5.3 Spezifische Wärmekapazität 

Die Analyse des Wärmespeichervermögens erfolgte für die beiden untersuchten Brand-

schutzsysteme mithilfe der dynamischen Differenzkalorimetrie (engl. Differential Scanning 

Calorimetry (DSC)). Hierzu wurde das Analysegerät NETZSCH STA 409 PC/PG DSC-TGA 

verwendet. Da mit diesem Gerät auch eine Thermogravimetrische Analyse (TGA) zur Ermitt-

lung des Massenänderungsverhaltens durchgeführt werden kann, wurden gekoppelte TGA-

DSC-Analysen durchgeführt, um den Aufwand der Versuchsdurchführung zu reduzieren.  

Als Atmosphäre wurde synthetische Luft (80 % Ar, 20 % O2) gewählt. Die Probenmassen (in 

Pulverform verarbeitet) betrugen für das wasserbasierte Brandschutzsystem 7,8 – 8,1 mg 

und für das lösemittelhaltige Brandschutzsystem 6,6 – 7,8 mg. In beiden Fällen wurden je 

Aufheizgeschwindigkeit zwei Versuche durchgeführt. 

Im Folgenden sind die Ergebnisse für das gemessene Wärmespeichervermögen in Form des 

DSC-Signals aufgeführt. Das DSC-Signal beschreibt dabei die Wärmemenge, die von einem 

Milligramm der untersuchten Probe aufgenommen bzw. abgegeben wird. 

Wasserbasiertes Brandschutzsystem 

Die Ergebnisse der DSC-Analysen für das wasserbasierte Brandschutzsystem sind in Abbil-

dung 4-44 und Tabelle 4-7 dargestellt. Anders als bei der Expansion, liegt für das Wärme-

speichervermögen des wasserbasierten Brandschutzsystems eine deutlich stärkere Heizra-

tenabhängigkeit zugrunde. Der Schmelzvorgang des Brandschutzsystems sowie der Beginn 

der Expansion sind dabei weniger von der Änderung der Aufheizgeschwindigkeiten beein-

flusst als die Phase der effektiven thermischen Schutzwirkung.   

 

Gekoppelte TGA-DSC-Analyse: 

Temperaturbereich: 40-1000 °C 

Heizrate: 5, 10 und 20 K/min 

Atmosphäre: 80 % Ar / 20 % O2 

Messgerät: NETZSCH STA 409 
PC/PG 

Probenmassen: 
 5 K/min:   6,6 mg/ 8,1 mg 
 10 K/min: 7,2 mg/ 8,0 mg 
 20 K/min: 7,6 mg/ 7,8 mg 

 

Abbildung 4-44: Gemessene DSC-Signale als Maß für das Wärmespeichervermögen des 
wasserbasierten Brandschutzsystems in Abhängigkeit konstanter Aufheizgeschwindigkeiten 
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So setzt der Schmelzvorgang (vgl. θSchmelz in Tabelle 4-7) des Brandschutzsystems bei-

spielsweise für 5 K/min bei einer RBS-Temperatur von 183 °C ein, während er bei 20 K/min 

bei einer Temperatur von 189 °C lokalisiert wird. Die Erhöhung der Aufheizgeschwindigkeit 

von 5 auf 20 K/min führt somit lediglich zu einem Temperaturversatz von 6 °C im Schmelz-

vorgang. Ein ähnliches Verhalten lässt sich beim Zeitpunkt der Expansion wiederfinden (vgl. 

Tabelle 4-7). Hier beträgt der Temperaturversatz (5 K/min: 318 °C und 20 K/min: 326 °C) 

zwischen der kleinsten und der größten Aufheizgeschwindigkeit lediglich 8 °C. 

Tabelle 4-7: Gemessene DSC-Signale und zugehörige RBS-Temperaturen des wasserba-
sierten Brandschutzsystems in Abhängigkeit der Probenmasse 

Proben-
bezeichnung 

Masse θSchmelz θBeginn θMax DSCMax DSC600 °C 

[mg] [°C] [°C] [°C] [mW/mg] [mW/mg] 

DSC-5-Wa-1 6,6 183 319 503 -6,27 -4,14 

DSC-5-Wa-2 8,1 183 318 496 -6,12 -3,79 

DSC-10-Wa-1 7,2 186 322 551 -14,55 -12,14 

DSC-10-Wa-2 8,0 187 325 565 -14,16 -12,94 

DSC-20-Wa-1 7,6 189 326 589 -23,89 -23,62 

DSC-20-Wa-2 7,8 189 326 585 -24,36 -23,64 

 

Deutlich ausgeprägter ist der Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten im Bereich nach der 

Expansion. Hier liegen die Maximalwerte der DSC-Signale (DSCMax) mit -6,12, -14,16 

und -23,89 mW/mg in deutlich unterschiedlichen Größenordnungen. Auch der Temperatur-

zeitpunkt (θMax), an dem die maximalen DSC-Signale ermittelt werden, unterliegt einem heiz-

ratenabhängigen Versatz. So betragen die Temperaturen für 5 K/min 496 bzw. 503 °C, wäh-

rend sie für 20 K/min Werte im Bereich von 585 – 589 °C annehmen.  

Insgesamt zeigen die ermittelten DSC-Signale des wasserbasierten Brandschutzsystems 

eine deutlich stärkere Sensitivität des Wärmespeichervermögens hinsichtlich der Änderung 

der Aufheizgeschwindigkeiten als bei der digitalen Expansionsanalyse. In wieweit diese Sen-

sitivität einen Einfluss auf die thermische Leistungsfähigkeit des Brandschutzsystems bei 

Naturbrandeinwirkungen hat, wird in Kapitel 4.5.5 diskutiert. 

Lösemittelhaltiges Brandschutzsystem 

Im Falle des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems lässt sich ein ähnliches Verhalten hin-

sichtlich der Heizratenabhängigkeit wiederfinden, wie beim wasserbasierten Brandschutzsys-

tem. So sind auch hier der Schmelzvorgang des Brandschutzsystems sowie der Beginn der 

Expansion weniger von der Änderung der Aufheizgeschwindigkeiten beeinflusst als die Pha-

se der effektiven thermischen Schutzwirkung (vgl. Abbildung 4-45). Während der Schmelz-

vorgang für die untersuchten Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30 und 50 K/min in einem 
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Temperaturbereich von 182 – 188 °C stattfindet und damit nahezu unabhängig von den Auf-

heizgeschwindigkeiten erfolgt, unterliegt der Beginn der Expansion einem geringfügigen 

Temperaturversatz. So setzt die abrupte Zunahme des DSC-Signals für 10 K/min bei Tem-

peraturen von 333 – 334 °C ein, während sie für 50 K/min bei 343 – 346 °C erfolgt (vgl. Ta-

belle 4-8). 

 

Gekoppelte TGA-DSC-Analyse: 

Temperaturbereich: 40-600 °C 

Heizrate: 10, 30 und 50 K/min 

Atmosphäre: 80 % Ar / 20 % O2 

Messgerät: NETZSCH STA 409 
PC/PG 

Probenmassen: 
 10 K/min: 5,9 mg/ 6,6 mg 
 30 K/min: 7,8 mg/ 8,3 mg 
 50 K/min: 7,7 mg/ 7,9 mg 

 

Abbildung 4-45: Gemessene DSC-Signale als Maß für das Wärmespeichervermögen des 
lösemittelhaltigen Brandschutzsystems in Abhängigkeit konstanter Aufheizgeschwindigkeiten 

in der Aufheiz- und Abkühlphase 

Der Maximalwert des DSC-Signals wird von allen Proben bei ca. 600 °C erreicht und beträgt 

-15,02, -28,43 und -45,89 mW/mg für 10, 30 und 50 K/min. Da die DSC-Analyse nur bis 

600 °C erfolgte, können größere DSC-Signale in höheren Temperaturbereichen nicht ganz 

ausgeschlossen werden. Dennoch äußert sich der Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten in 

Analogie zu dem wasserbasierten Brandschutzsystem besonders deutlich im Bereich nach 

der Expansion. Das Wärmespeichervermögen des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems ist 

dabei geringfügig größer als beim wasserbasierten Brandschutzsystem, da bei 600 °C grö-

ßere DSC-Signale gemessen werden (vgl. Tabelle 4-7 und Tabelle 4-8). 

Tabelle 4-8: Gemessene DSC-Signale und zugehörige RBS-Temperaturen des lösemittelhal-
tigen Brandschutzsystems in Abhängigkeit der Probenmasse 

Proben-
bezeichnung 

Masse θSchmelz θBeginn θMax DSCMax DSC600 °C 

[mg] [°C] [°C] [°C] [mW/mg] [mW/mg] 

DSC-10-Loe-1 5,9 188 333 599 -15,02 -14,96 

DSC-10-Loe-2 6,6 188 334 599 -15,87 -15,77 

DSC-30-Loe-1 7,8 186 338 603 -30,21 -30,05 

DSC-30-Loe-2 8,3 188 334 603 -28,43 -28,24 

DSC-50-Loe-1 7,7 182 343 602 -49,70 -49,65 

DSC-50-Loe-2 7,9 185 346 602 -45,89 -45,79 
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Zusätzlich zu der Erwärmungsphase wurde im Falle des lösemittelhaltigen Brandschutzsys-

tems das Wärmespeichervermögen auch in der Abkühlphase untersucht. Hierfür wurden die 

Proben nach dem Erreichen einer Temperatur von 600 °C einer natürlichen Abkühlung un-

terzogen. Kurz nach dem Einsetzen der Abkühlphase ändern sich die DSC-Signale und 

nehmen positive Werte an (vgl. Abbildung 4-45). Dies deutet daraufhin, dass dem Brand-

schutzsystem in der Abkühlphase Wärmeenergie entzogen und nicht wie in der Aufheizpha-

se in die Probe eingetragen wird. Somit kühlt sich das Brandschutzsystem gegenüber dem 

umgebenden Medium langsamer ab, was aufgrund der porenartigen Struktur und der daraus 

resultierenden geringen Wärmeleitfähigkeit plausibel erscheint. 

Somit weist das untersuchte lösemittelhaltige Brandschutzsystem ein irreversibles Verhalten 

hinsichtlich des Wärmespeichervermögens auf. Im Falle von Naturbrandeinwirkungen muss 

daher nicht nur berücksichtigt werden, dass das Wärmespeichervermögen des Brand-

schutzsystems von den Aufheizgeschwindigkeiten abhängt, sondern auch in der Abkühlpha-

se ein deutlich anderes Verhalten aufweist. 

4.5.4 Massenänderungsverhalten 

Die Ermittlung des Massenänderungsverhaltens der beiden untersuchten Brandschutzsys-

teme erfolgte zusammen mit den oben vorgestellten Untersuchungen des Wärmespeicher-

vermögens innerhalb einer gekoppelten TGA-DSC-Analyse. Hierzu wurde das Analysegerät 

NETZSCH STA 409 PC/PG DSC-TGA verwendet. Als Atmosphäre wurde synthetische Luft 

(80 % Ar, 20 % O2) zugrunde gelegt. Die Probenmassen wurden bereits in Kapitel 4.5.3 do-

kumentiert und können zusätzlich Tabelle 4-9 und Tabelle 4-10 entnommen werden. 

Für das wasserbasierte und das lösemittelhaltige Brandschutzsystem wurden je Aufheizge-

schwindigkeit zwei Versuche durchgeführt. Im Folgenden sind die Ergebnisse des Massen-

änderungsverhaltens in Diagramm- sowie Tabellenform dargestellt. 

Wasserbasiertes Brandschutzsystem 

Die temperaturinduzierte Massenänderung des wasserbasierten Brandschutzsystems erfolgt 

in mehreren Stufen. Eingeleitet wird der Massenverlust durch die Freisetzung von H2O sowie 

durch den daran anschließenden Schmelzvorgang des Brandschutzsystems. Die größte 

Massenänderung findet aufgrund der Expansion des Brandschutzsystems statt und erfolgt 

ab ca. 200 °C in drei Stufen. Danach setzt die Pyrolyse der organischen Bestandteile ein, die 

mit einem weiteren Massenverlust verbunden ist. Erst nachdem sämtliche organischen Be-

standteile thermisch umgesetzt sind, stellt sich eine Massenkonstanz ein. Als Rückstand 

bleibt ein anorganisches Grundgerüst übrig. Im Falle des wasserbasierten Brandschutzsys-

tems beträgt die Restmasse des anorganischen Rückstandes bei 1000 °C ca. 27 – 30 %.  
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Gekoppelte TGA-DSC-Analyse: 

Temperaturbereich: 40-1000 °C 

Heizrate: 5, 10 und 20 K/min 

Atmosphäre: 80 % Ar / 20 % O2 

Messgerät: NETZSCH STA 409 
PC/PG 

Probenmassen: 
 5 K/min:   6,6 mg/ 8,1 mg 
 10 K/min: 7,2 mg/ 8,0 mg 
 20 K/min: 7,6 mg/ 7,8 mg 

Abbildung 4-46: Massenänderungsverhalten des wasserbasierten Brandschutzsystems bei 
konstanten Aufheizgeschwindigkeiten in der Aufheiz- und Abkühlphase 

Im Vergleich zum Wärmespeichervermögen weist das Massenänderungsverhalten des was-

serbasierten Brandschutzsystems eine deutlich geringere Sensitivität gegenüber den Auf-

heizgeschwindigkeiten auf. Dennoch lässt sich sowohl an den Massenänderungskurven in 

Abbildung 4-46 als auch anhand der zugehörigen Restmassen in Tabelle 4-9 erkennen, dass 

das wasserbasierte Brandschutzsystem bei geringen Aufheizgeschwindigkeiten einer stärke-

ren thermischen Umsetzung unterliegt. So beträgt die Probenmasse bei 200 °C für 5 K/min 

95,1 – 96,5 %, während sie für 20 K/min bei 97,6 – 98,2 % liegt. Auch mit zunehmender Pro-

bentemperatur, ändert sich diese Tendenz nicht, sodass auch bei 600 °C die Restmassen 

bei 5 K/min geringer ausfallen als bei den höheren Aufheizgeschwindigkeiten (vgl. Tabelle 

4-9).  

Tabelle 4-9: Gemessene Massenänderung des wasserbasierten Brandschutzsystems 

Proben-
bezeichnung 

Masse m200 °C m300 °C m400 °C m500 °C m600 °C 

[mg] [%] [%] [%] [%] [%] 

DSC-5-Wa-1 6,6 96,5 84,2 58,9 52,3 41,6 

DSC-5-Wa-2 8,1 95,1 82,1 55,7 49,0 37,8 

DSC-10-Wa-1 7,2 96,1 84,6 57,3 50,5 39,7 

DSC-10-Wa-2 8,0 96,0 84,9 57,4 49,7 41,2 

DSC-20-Wa-1 7,6 98,2 89,1 60,3 54,0 47,9 

DSC-20-Wa-2 7,8 97,6 87,7 59,1 52,5 46,0 

 

Dieses Verhalten lässt sich mithilfe der thermischen Trägheit des Brandschutzsystems erklä-

ren. Wird das Brandschutzsystem mit einer hohen Aufheizgeschwindigkeit erwärmt, hat es 

weniger Zeit die Temperatur des umgebenden Mediums anzunehmen. Verstärkt wird dieser 

Effekt durch die Beschaffenheit der expandierten Schaumschicht und ihrer geringen Wärme-
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leitfähigkeit, die die Temperaturaufnahme zusätzlich erschwert. Aus diesem Grund sind die 

Unterschiede im Massenänderungsverhalten besonders im Temperaturbereich zwischen 

500 und 900 °C für die unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten am größten. Hier kommt 

der Einfluss der geringen Wärmeleitfähigkeit der geschlossenporigen Schaumschicht beson-

ders deutlich zum Tragen. 

Insgesamt lässt sich anhand der durchgeführten TGA-Analyse feststellen, dass das wasser-

basierte Brandschutzsystem einem starken Massenverlust unterliegt, wenn es einer thermi-

schen Einwirkung unterzogen wird. Die Massenänderung erfolgt dabei am schnellsten, wenn 

die Proben mit einer geringen Aufheizgeschwindigkeit erwärmt werden. 

Lösemittelhaltiges Brandschutzsystem 

Auch im Falle des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems erfolgt die Massenänderung in 

mehreren Stufen. Anders als beim wasserbasierten Brandschutzsystems wird der Massen-

verlust des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems jedoch erst bei höheren Temperaturen 

eingeleitet. Bei 200 °C ist die Masse des reaktiven Brandschutzsystems mit 99,2 – 99,8 % 

nahezu unverändert (vgl. Tabelle 4-10). Erst mit dem Einsetzen der Expansion setzt ein sig-

nifikanter Massenverlust ein, der in zwei Stufen erfolgt (vgl. Abbildung 4-47). 

 

Gekoppelte TGA-DSC-Analyse: 

Temperaturbereich: 40-600 °C 

Heizrate: 10, 30 und 50 K/min 

Atmosphäre: 80 % Ar / 20 % O2 

Messgerät: NETZSCH STA 409 
PC/PG 

Probenmassen: 
 10 K/min: 5,9 mg/ 6,6 mg 
 30 K/min: 7,8 mg/ 8,3 mg 
 50 K/min: 7,7 mg/ 7,9 mg 

Abbildung 4-47: Massenänderungsverhalten des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems bei 
konstanten Aufheizgeschwindigkeiten in der Aufheiz- und Abkühlphase 

Ähnlich wie bei der wasserbasierten Brandschutzbeschichtung reagiert das lösemittelhaltige 

Brandschutzsystem im Vergleich zu den durchgeführten DSC-Analysen weniger sensitiv auf 

die unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten, obwohl diese mit 10, 30 und 50 K/min deut-

lich höher sind als in den oben vorgestellten Untersuchungen. Dennoch lässt sich auch hier 

eine geringe Heizratenabhängigkeit für das Massenänderungsverhalten feststellen. So führt 

die Erwärmung der Proben mit einer geringen Aufheizgeschwindigkeit zu einem schnelleren 
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Massenverlust als mit höheren Aufheizgeschwindigkeiten. Dies wird vor allem bei einer RBS-

Temperatur von 300 °C deutlich. Während die Restmasse der Proben mit eine Aufheizge-

schwindigkeit von 10 K/min 88,2 – 88,7 % beträgt, liegt diese im Falle von 50 K/min bei 

92,7 – 93,4 %. Der Grund für dieses Verhalten liegt, wie bereits oben erklärt. in der thermi-

schen Trägheit des Brandschutzsystems, das durch die geringe Wärmeleitfähigkeit der ex-

pandierten Schaumschicht hervorgerufen wird. 

Im Vergleich zum wasserbasierten Brandschutzsystem ist die lösemittelhaltige Brandschutz-

beschichtung etwas thermisch stabiler. Mit 44,8 – 48,6 % ist die Restmasse des lösemittel-

haltigen Brandschutzsystems bei 600 °C vergleichsweise größer als die 39,7 – 41,2 % der 

wasserbasierten Brandschutzbeschichtung bei einer Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min 

(vgl. Tabelle 4-10). 

Tabelle 4-10: Gemessene Massenänderung des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems 

Proben-
bezeichnung 

Masse m200 °C m300 °C m400 °C m500 °C m600 °C 

[mg] [%] [%] [%] [%] [%] 

DSC-10-Loe-1 5,9 99,8 88,7 62,4 51,6 48,6 

DSC-10-Loe-2 6,6 99,6 88,2 60,2 50,5 44,8 

DSC-30-Loe-1 7,8 99,5 91,9 64,2 50,9 46,7 

DSC-30-Loe-2 8,3 99,6 92,6 66,9 51,5 48,0 

DSC-50-Loe-1 7,7 99,2 92,7 64,0 50,0 44,0 

DSC-50-Loe-2 7,9 99,2 93,4 65,0 51,2 46,9 

 

Zusätzlich zu der Erwärmungsphase wurde das lösemittelhaltige Brandschutzsystem einer 

natürlichen Abkühlphase nach dem Erreichen einer RBS-Temperatur von 300 °C unterzo-

gen. Wie den Massenänderungskurven aus Abbildung 4-47 entnommen werden kann, findet 

in der Abkühlphase keine weitere Massenänderung statt. Dies stimmt mit der Hypothese 

überein, dass die temperaturabhängigen Reaktionen innerhalb des reaktiven Brand-

schutzsystems stagnieren, sobald die Energiezufuhr unterbunden ist.  

Somit ist die wesentliche Erkenntnis der durchgeführten TGA-Analysen, dass das untersuch-

te Brandschutzsystem in der Abkühlphase keiner Massenänderung unterliegt. Die Feststel-

lung aus den zuvor durchgeführten Untersuchungen, dass der Massenverlust am schnellsten 

für geringere Aufheizgeschwindigkeit erfolgt, wird auch im Falle des lösemittelhaltigen 

Brandschutzsystems bestätigt. 

4.5.5 Diskussion und Bewertung der Ergebnisse 

Im Rahmen der experimentellen Untersuchungen wurden ein wasserbasiertes und ein löse-

mittelhaltiges Brandschutzsystem einer systematischen Analyse des thermischen Verhaltens 



Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte 167 

 

 

bei unterschiedlichen Temperatureinwirkungen unterzogen. Für beide Produkte existiert in 

Deutschland ein gültiger Verwendbarkeitsnachweis, sodass die Produkte erfolgreich die der-

zeitigen nationalen Zulassungsprüfungen bestanden haben. 

Die digitale Expansionsanalyse hat ergeben, dass das wasserbasierte Brandschutzsystem 

weniger sensitiv auf die Änderung der Aufheizgeschwindigkeiten in Hinblick auf das Expan-

sionsverhalten reagiert als das lösemittelhaltige Brandschutzsystem. Dies wird durch die 

Untersuchungen von Tabeling [122] bestätigt. Dennoch führt die Steigerung der Aufheizge-

schwindigkeiten bei beiden Brandschutzsystemen zu einer Erhöhung der Expansionsfakto-

ren, die sich gegenüber niedrigeren Aufheizgeschwindigkeiten bei höheren RBS-

Temperaturen einstellen. Im Vergleich zur Einheits-Temperaturzeitkurve werden für Tempe-

raturzeitkurven ab einer konstanter Aufheizgeschwindigkeit von 30 K/min kleinere Expansi-

onsfaktoren erreicht. Das Schrumpfverhalten der beiden Brandschutzsysteme ist hingegen 

bei konstanten Aufheizgeschwindigkeiten ausgeprägter als bei der Einheits-Temperatur-

zeitkurve. Zusammen mit den geringeren Expansionsfaktoren ab Aufheizgeschwindigkeiten 

unter 30 K/min, stellt dies eine wichtige Erkenntnis in Hinblick auf die Bewertung der thermi-

schen Leistungsfähigkeit reaktiver Brandschutzsysteme bei Naturbränden dar. 

Das Expansionsverhalten der beiden Brandschutzsysteme in der Abkühlphase wurde auf-

grund des geringen Projektumfangs nicht untersucht. Dies sollte jedoch nach Möglichkeit 

nach dem Schema aus Abbildung 4-10 erfolgen. Es ist davon auszugehen, dass die Abkühl-

phase in erster Linie einen Einfluss auf das Schrumpfverhalten der Brandschutzsysteme hat.  

Das Verfahren der digitalen Expansionsanalyse hat sich bei den durchgeführten Untersu-

chungen als sehr erkenntnisbringend erwiesen. Zwar ist sowohl bei der Versuchsdurchfüh-

rung als auch bei der Auswertung der Ergebnisse eine große Sorgfalt geboten, jedoch eignet 

sich das Verfahren sehr gut, um das Expansionsverhalten reaktiver Brandschutzsysteme in 

Hinblick auf die Heizratenabhängigkeit zu untersuchen. 

Das Wärmespeichervermögen der beiden untersuchten Brandschutzsysteme weist gegen-

über dem Expansionsverhalten eine noch größere Sensitivität hinsichtlich der Aufheizge-

schwindigkeiten auf. Mit zunehmender Aufheizgeschwindigkeit nimmt das Wärmespeicher-

vermögen stark zu. Trotz der Tatsache, dass die beiden Brandschutzsysteme ein unter-

schiedliches Expansionsverhalten aufweisen, ist das Wärmespeichervermögen der beiden 

Produkte nahezu gleich. Eine mögliche Erklärung hierfür ist in den Probengrößen zu suchen. 

Anders als bei der digitalen Expansionsanalyse, wurden die DSC-Analysen für die Ermittlung 

des Wärmespeichervermögens an Kleinstproben durchgeführt. 

Eine weitere wichtige Erkenntnis in Bezug auf das thermische Verhalten von reaktiven 

Brandschutzsystemen ist, dass das Wärmespeichervermögen irreversibel ist und in der Ab-

kühlphase ein anderes Verhalten aufweist. Da die Masse der reaktiven Brandschutzsysteme 
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jedoch insgesamt gering ist und sich infolge der Expansion zudem noch stark reduziert, ist 

der Einfluss des Wärmespeichervermögens auf die thermische Schutzwirkung vernachläs-

sigbar. Entsprechende Hinweise sind auch in der Literatur (vgl. z.B. Hollmann [78] und Ta-

beling [122]) zu finden. Gleichwohl eignet sich die DSC-Analyse vor allem für den Verständ-

nisgewinn hinsichtlich des Reaktionsverhaltens der reaktiven Brandschutzsysteme in Ab-

hängigkeit der unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten.  

Mithilfe der TGA-Analysen konnte das stark temperaturabhängige Massenänderungsverhal-

ten der beiden untersuchten Brandschutzsysteme quantifiziert werden. Zwar haben die Auf-

heizgeschwindigkeiten vergleichsweise einen geringeren Einfluss auf die Massenänderung, 

vor allem geringere Aufheizgeschwindigkeiten führen jedoch zu einem schnelleren Massen-

verlust. Als mögliche Ursache wurde hierfür die thermische Trägheit identifiziert, die sich vor 

allem bei höheren Aufheizgeschwindigkeiten bemerkbar macht. 

In den Abkühlphasen findet keine weitere Massenänderung statt. In Hinblick auf das thermi-

sche Verhalten bei Naturbränden kann daher die Masse bzw. die Rohdichte der Brand-

schutzsysteme in den Abkühlphasen als konstant angenommen werden. 

Insgesamt stellt die TGA-Analyse ein probates Prüfverfahren dar, um das Massenände-

rungsverhalten von reaktiven Brandschutzsystemen bei variierenden Aufheiz- und Abkühlge-

schwindigkeiten zu untersuchen. Die Anwendung des Verfahrens bedarf jedoch einer großen 

Expertise und sollte stets von einem geschulten Personal durchgeführt werden. Nach Mög-

lichkeit sollte die Analyse des Massenänderungsverhalten und des Wärmespeichervermö-

gens in einer simultanen TGA-DSC-Analyse erfolgen. Hierdurch wird zum einen der Aufwand 

für die Versuchsdurchführung reduziert. Zum anderen wird damit die Möglichkeit eröffnet, 

direkte Bezüge zwischen den Analysen herzustellen. 

Für die Bewertung der thermischen Leistungsfähigkeit der beiden untersuchten Brand-

schutzsysteme wurden Erwärmungsversuche an beschichteten Stahlplatten durchgeführt. 

Hierbei wurde ein eigens entwickelter Versuchsaufbau verwendet, mit dem neben der Analy-

se der Stahlplattentemperatur auch die Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten 

Schaumschicht gemessen werden kann. 

Sowohl das wasserbasierte als auch das lösemittelhaltige Brandschutzsystem weisen vor 

allem für die Einheits-Temperaturzeitkurve und die Temperaturzeitkurven mit hohen konstan-

ten Aufheizgeschwindigkeiten eine sehr gute thermische Schutzwirkung auf. Für geringe 

Aufheizgeschwindigkeiten liegt hingegen eine geringere thermische Leistungsfähigkeit der 

Brandschutzsysteme vor, die sich in geringeren Schaumschichtdicken, höheren Stahlplatten-

temperaturen und kleineren Temperaturgradienten in der expandierten Schaumschicht wie-

derspiegelt. Da diese Erkenntnisse mithilfe des in Kapitel 4.2.7 vorgestellten Versuchsauf-

baus gewonnen wurden, stellt der Versuchsaufbau eine sehr gute Möglichkeit dar die ther-
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mische Leistungsfähigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen für Temperatureinwirkungen 

mit variierenden Aufheizgeschwindigkeiten zu bewerten. Lediglich die Analyse der effektiven 

Wärmeleitfähigkeit hat sich bei der Bewertung der Leistungsfähigkeit der reaktiven Brand-

schutzsysteme als wenig aussagekräftig erwiesen.  

 Zusammenfassung 4.6

Unter Anwendung der vorgestellten thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren konn-

ten die temperaturabhängigen Materialeigenschaften sowohl für die Aufheizphase als auch 

die Abkühlphase ermittelt werden. Für die untersuchten Brandschutzplatten und Brand-

schutzputze sind die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit, die spezifische Wärmekapazi-

tät sowie die Rohdichte ermittelt worden. Für die reaktiven Brandschutzsysteme ist zusätz-

lich das Expansionsverhalten im Labormaßstab bestimmt worden. Die Messergebnisse zei-

gen, dass die untersuchten Brandschutzmaterialien ein irreversibles Materialverhalten unter 

einer Naturbrandbeanspruchung aufweisen. Die gemessenen thermischen Materialeigen-

schaften der Aufheizphase unterscheiden sich dabei deutlich von der Abkühlphase. Der Ein-

fluss von unterschiedlichen Aufheiz- und Abkühlraten hat dabei ergeben, dass mit geringeren 

Aufheizraten frühzeitiger temperaturbedingte Reaktionen im Brandschutzmaterial erfasst 

werden. Die Veränderung der Aufheizrate hat auf die thermischen Materialkennwerte einen 

größeren Einfluss als die Abkühlraten. Infolge einer steigenden Temperaturbeanspruchung 

(Aufheizphase) wurden in den untersuchten Brandschutzmaterialien Reaktionen erfasst, die 

in der anschließenden Abkühlphase zu konstanten oder nur geringen Veränderungen der 

Kurvenverläufe der thermischen Messwerte führen. Eine temperaturunabhängige Formulie-

rung, die in der DIN EN 1993-1-2/NA für gipshaltige Brandschutzplatten sowie für Brand-

schutzputze bereitgestellt wird, werden den temperaturabhängigen Messergebnissen nicht 

gerecht. Die Plausibilität der Messergebnisse konnte anhand der Datenbasis aus Kapitel 2 

überprüft werden. Die bis dato lückenhafte Kenntnis über das thermische Materialverhalten 

in der Abkühlphase kann anhand der Messergebnisse für die untersuchten Brandschutzma-

terialien entgegen gewirkt werden. 

Aus den experimentellen Versuchsdaten im Labormaßstab soll die Ableitung der thermi-

schen Materialkennwerte der betrachten Bekleidungsmaterialien unter Naturbrandbeanspru-

chung erfolgen. Für die Absicherung der im Labormaßstab ermittelten thermischen Material-

kennwerte und Erforschung möglicher Maßstabseffekte wurde ein Großbrandversuch im 

Realmaßstab durchgeführt. Eine Bewertung der verwendeten, thermoanalytische Messme-

thoden und Verfahren erfolgt in Kapitel 7. 
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5 Großmaßstäbliche Experimentelle Untersuchun-
gen 

 Einleitung 5.1

Im Rahmen des Forschungsvorhabens wurde ein Großbrandversuch an geschützten Stahl-

bauteilen am Institut für Baustoffe, Massivbau und Brandschutz (iBMB) im November 2017 

durchgeführt. Ziel des Großbrandversuches war es die Schutzwirkung der betrachteten Be-

kleidungsmaterialien und reaktiven Brandschutzsysteme zu ermitteln und Bauteiltemperatu-

ren zu erfassen, die zur Validierung eines Ingenieurmodells unter Anwendung von Brand-

schutzingenieurmethoden herangezogen werden können. Zusätzlich sollten Maßstabeffekte 

im Grobrandversuch ermittelt und die thermischen Materialkennwerte, die in den experimen-

tellen Vorversuchen im Labormaßstab ermittelt worden sind, im Realmaßstab überprüft wer-

den. Insbesondere die Schutzwirkung der untersuchten Bekleidungsmaterialen konnte im 

realen Maßstab unter Naturbrandbeanspruchung und unter zusätzlicher mechanischer Last 

bestimmt werden. In Anlehnung an die Prüfnormen DIN EN 1363-1(2012) [3], DIN EN 

13381-4 (2013) [15] und DIN EN 13381-8 (2013) [16] sind die Prüfkriterien und Randbedin-

gungen des Versuchs festgelegt worden. Entgegen den Normprüfungen ist als Brandbean-

spruchung eine Naturbrandkurve mit dem charakteristischen Verlauf einer Aufheizphase, 

einer Vollbrandphase sowie einer Abkühlphase verwendet worden. Die verwendete Natur-

brandkurve wurde unter Anwendung der Ingenieurmethoden in AP 1 ermittelt. Bei dem 

Großbrandversuch handelte es sich somit nicht um eine Brandprüfung zur Ermittlung der 

Feuerwiderstandsdauer. Der Großbrandversuch sollte als Grundlage für die Bewertung der 

Schutzwirkung der betrachteten Bekleidungsmaterialien für geschützte Stahlbauteilen unter 

Naturbrandbeanspruchungen dienen. Der Versuchsaufbau wurde im Vorfeld dem projektbe-

gleitenden Ausschuss vorgestellt und festgelegt. Für den Versuch ist der Deckenprüfstand 

Kammer 20 (Loreley) des iBMBs verwendet worden. Die Aufbauarbeiten und die Durchfüh-

rung des Großbrandversuchs wurden in Zusammenarbeit der beteiligten Forschungseinrich-

tungen und der Materialprüfanstalt Braunschweig durchgeführt. 

Im Folgenden werden die Versuchskörper des Großbrandbrandversuches sowie die Brand-

schutzplatten beschreiben. Im Anschluss wird der Versuchsaufbau dargestellt, wobei auf die 

Lagerung und Position der Versuchskörper eingegangen wird. Zusätzlich wird die Stabilisie-

rungskonstruktion, die eigens für den Großbrandversuch bemessen und erstellt wurde, be-

schrieben. Die verwendete Messtechnik zur Aufnahme der Bauteiltemperaturen und zur Ver-

formungsmessung wird ebenfalls erläutert. Die Versuchsdurchführung des Großbrandversu-
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ches wird beschrieben, indem auf die Belastung und die gewählte Naturbrandkurve einge-

gangen wird. Abschließend werden die Ergebnisse des Großbrandversuches hinsichtlich der 

Bauteiltemperaturen und der thermischen Schutzwirkung vorgestellt. Insbesondere die Riss-

bildung und Fugenbildung sowie das Aufschäumverhalten werden dabei thematisiert und 

anhand der Versuchsergebnisse diskutiert.  

 Versuchskörper und Brandschutzbekleidung 5.2

Im Großbrandversuch sind drei belastete Stahlträger, ein unbelasteter Trägerabschnitt und 

fünf unbelastete Stützenabschnitte mit gleichem Stahlprofil mit unterschiedlichen Beklei-

dungsmaterialien versehen worden. Die Versuchskörper des Großbrandversuches sind in 

Tabelle 5-1 aufgeführt. Als Stahlprofil wurde für alle Versuchskörper einheitlich ein HEA 240 

gewählt. Für vierseitige Brandbeanspruchung weist das Stahlprofil einen Ap/V-Wert von 

178 [m-1] (profilfolgende Brandschutzmaterialien) und 122 [m-1] (kastenförmige Brand-

schutzmaterialien). Für eine dreiseitige Brandbeanspruchung weist das Stahlprofil einen 

Ap/V - Wert von 147 [m-1] (profilfolgende Brandschutzmaterialien) und 91 [m-1] (kastenförmige 

Brandschutzmaterialien) auf.  

Die untersuchten Bekleidungsmaterialien im Großbrandversuch beschränkten sich auf die 

untersuchten Brandschutzplattenbekleidung, den perlithaltigen Brandschutzputz und das 

wasserbasierte reaktive Brandschutzsystem, für die in den experimentellen Laborversuchen 

bereits die thermischen Materialkennwerte ermittelt worden sind. Die Wahl der Bekleidungs-

dicken der Bekleidungsmaterialien erfolgte anhand des Profilfaktors (Ap/V) nach 

DIN EN 1993 - 1-2 (2010) [4], den Vorgaben aus DIN 4102-4 (2016) [11] hinsichtlich Min-

destbekleidungsdicken sowie den Bemessungshilfen der Hersteller von Bekleidungsmateria-

lien. Die Bekleidungsdicken der verschiedenen Brandschutzmaterialien sind gemäß einer 

ETK-Brandbeanspruchung für eine Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten ausgelegt. Es ist 

jedoch ausdrücklich darauf hinzuweisen, dass der Großbrandversuch unter Anwendung ei-

ner Naturbrandkurve durchgeführt wurde und damit keine Prüfung zur Ermittlung der Feuer-

widerstanddauer darstellt. 
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Tabelle 5-1: Versuchskörper mit Bekleidungsmaterialien des Großbrandversuches 

Probekörper Stahl-

profil 

Bekleidung Dicke Mechani-

sche 

Belas-

tung 

Länge 

bzw. 

Höhe 

Beflam-

mung 

Stahlträger 1  HEA 

240 

Gipskartonfeuer-

schutzplatte, einlagig, 

kastenförmig 

15 mm 30% 

Mpl,Rd,kalt 

4,90 m dreiseitig 

Stahlträger 2 HEA 

240  

Perlithaltiger Brand-

schutzputz,  

profilfolgend 

15 mm, 60% 

Mpl,Rd,kalt  

4,90 m dreiseitig 

Stahlträger 3  HEA 

240 

Reaktives Brand-

schutzsystem,  

profilfolgend  

365 μm 60% 

Mpl,Rd,kalt 

4,90 m dreiseitig 

Träger- 

abschnitt 1 

HEA 

240  

Reaktives Brand-

schutzsystem,  

profilfolgend 

350 μm            - 1,00 m  dreiseitig 

Stützen-

abschnitt 1 

HEA 

240 

Gipskartonfeuer-

schutzplatte, einlagig, 

kastenförmig 

15 mm            -  1,00 m vierseitig 

Stützen-

abschnitt 2 

HEA 

240 

Calciumsilicatplatten, 

einlagig, kastenförmig 

20 mm            - 1,00 m  vierseitig 

Stützen-

abschnitt 3 

HEA 

240 

Gipsfaserplatten, ein-

lagig, kastenförmig 

15 mm            -  1,00 m vierseitig 

Stützen-

abschnitt 4 

HEA 

240 

Reaktives Brand-

schutzsystem,  

profilfolgend 

360 μm            - 1,00 m vierseitig 

Stützen-

abschnitt 5 

HEA 

240 

Perlithaltiger Brand-

schutzputz,  

profilfolgend 

15 mm            - 1,00 m vierseitig 

 

Um den Einfluss natürlicher Brandszenarien unter gleichzeitiger mechanischer Belastung auf 

die thermische Schutzwirkung der betrachten Brandschutzmaterialien zu untersuchen, wur-

den im Großbrandversuch drei belastet Stahlträger getestet. Als Versuchskörper wurden drei 

identisch aufgebaute I-Profilträger als Einfeldträger mit einer Länge von 4,90 m ausgeführt. 

Das Loslager der Versuchskörper wurde durch eine Rolle (Durchmesser 40 mm), die auf 

einer Auflagerplatte 700x20x280 mm mit einem Spiel von 110 mm auflag, realisiert. Die Rol-

len wurden innerhalb des Spiels von 110 mm mittig positioniert und wurden während des 

Versuchsaufbaus durch Panzertap in ihrer Lage gehalten. Die Versuchskörper könnten sich 

somit in positive und negative Längsrichtung der Versuchskörperachse ungehindert ausdeh-

nen. Zur Absicherung, dass die Versuchskörper bei einer erhöhten Durchbiegung nicht vom 

Auflager gleiten konnten, sind auf den Auflagerplatten Stahlstege (BL10*10*500) vorgesehen 
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worden. Am Festlager wurde ebenfalls eine Rolle mit einem Durchmesser von 40 mm auf 

einer Auflagerplatte platziert, die jedoch starr in ihrer Lage gehalten wurde. Die Befestigung 

der Auflagerplatten zur Lagesicherung erfolgte mit je zwei Pratzen, die an HEB 280 Profilen 

(Ofenwanderhöhung) befestigt wurden. 

An den Probekörpern wurden im Bereich der Auflager Verbreiterungen des Unterflansches 

angeschweißt, die wiederum mit Aussteifungsblechen am Steg versehen worden sind. Zur 

zusätzlichen Torsionssteifigkeit wurden die Stegaussteifungen dabei trapezförmig ausgebil-

det.  

 

 

Abbildung 5-1: Systemskizze von Ansicht und Draufsicht der belasteten Versuchskörper 
(dreifache Ausführung) 

Zusätzlich wiesen die belasteten Stahlträger in den dritten Punkten der Länge zwei Belas-

tungspunkte auf, die mit einer konstanten Presskraft während des Großbrandversuches be-

lastet wurden (Vier-Punkt-Biegeversuch). Zur Lasteileitung sind in den Drittelspunkten der 

zur Lagesicherung der Ofenabdeckung 
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Versuchskörperlänge je Probekörper zwei Lasteinleitungsstempel, ebenfalls HEA 240 Profi-

le, mit einer Höhe 190 mm angeordnet worden. Der Probekörper wurden in den Drittelspunk-

ten unterhalb der Lasteinleitungspunkte mit Stegaussteifungen (Blechdicke 10 mm) verse-

hen, um eine gewisse Steifigkeit aufzuweisen. Die Lasteinleitungsstempel wurden über vier 

hochfeste Gewindeschrauben mit Laststempelverlängerungen verbunden. Die Verlängerun-

gen der Laststempel wiesen insgesamt eine Höhe von 530 mm auf. Sie wurden aus einem 

HEA 140 Profil und zwei aufgeschweißten Blechen mit den Abmessungen 260x260x20 mm 

ausgeführt, die eine kraftschlüssige Verbindung mit den Pressenfüßen der verwendeten Be-

lastungseinrichtung eingehen konnten.  

Zusätzlich wurden an den belasteten Versuchskörpern Gewindestangen M12 (Höhe 250 

mm) aufgeschweißt, an denen Porenbetondeckenplatten befestigt wurden. Die Befestigung 

der Porenbetondeckenplatten diente zur Gewährleistung der Ofenabdeckung über die ge-

samte Versuchsdauer sowie zur Sicherstellung des Schutzes der brandabgewandten Seite 

des Versuchskörpers auch bei last-/temperaturbedingter Durchbiegung des Versuchskör-

pers. In Anlehnung an die DIN EN 13381-4 (2013) [15] wurden die Porenbetonabdeckplatten 

mit je zwei Gewindestangen M12 samt Unterlegscheiben und Sechskantmuttern (Güte 10.9) 

in ihrer Lage gesichert. Lediglich die Porenbetondeckenplatten an den Lasteinleitungsstem-

peln wurden nur mit einer Gewindestande M12 befestigt. Zur Sicherstellung einer ausrei-

chenden Auflagerfläche wurden an den Ausschnitten der Lasteinleitungspunkte zusätzliche 

Bewehrungseisen mit einer Länge von 500 mm positioniert, die durch Vermiculitabdeckun-

gen vor einer direkten Beflammung im Brandraum geschützt wurden. Zwischen den Proben-

betondeckenplatten sind Steinwollematten (Dicke 20 mm) genagelt worden, um einen Wär-

me- und Rauchaustritt aus den Fugen zu vermeiden. Ebenso sind über die Versuchskörper-

länge zum Schutz der brandabgewandten Seite Steinwollematten (Dicke 20 mm) aufge-

bracht worden. 

Für die belasteten Versuchskörper wurde ein Stahlträger kastenförmig, dreiseitig mit Gips-

kartonfeuerschutzplatte (1-lagig, Dicke 15 mm), ein zweiter Stahlträger profilfolgend, dreisei-

tig mit Brandschutzputz (Dicke 15 mm) und ein dritter Stahlträger mit einem wasserbasierten 

reaktiven Brandschutzsystem (Trockenschichtdicke: 365 μm) ebenfalls dreiseitig und profil-

folgend versehen. Die belasteten, geschützten Stahlträger wurden in Versuchskörperlängs-

achse in sieben Ebenen mit Thermoelementen Typ K (Nickel-Chrom-Nickel) versehen, die 

im Hochtemperaturbereich bis 1.250 °C die Bauteiltemperaturen bestimmen können. Die 

Positionierung der Thermoelemente alternierte, damit eine Aussage über die Temperaturver-

teilung über die gesamte Trägerlänge erfolgen konnte. Die belasteten Stahlträger wurden 

identisch mit Thermoelementen versehen, wobei bei der kastenförmigen Gipskartonfeuer-
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schutzplattenbekleidung zusätzliche Thermoelemente im Hohlraum zwischen Steg und Be-

kleidung und auf der Oberfläche der Plattenbekleidung aufgebracht wurden.  

 

 

Abbildung 5-2: Position der Thermoelemente über die Versuchskörperlänge der belasteten 
und geschützten Stahlträger 

Als Referenzkörper wurde ein unbelasteter I-Profilträger (HEA 240) mit einer Länge von 

1000 mm verwendet. Der Versuchskörper wurde mit einem wasserbasierten reaktivem 

Brandschutzsystem mit einer Trockenschichtdicke von ca. 350 μm beschichtet.  

 

Abbildung 5-3: Unbelasteter Trägerabschnitt mit einem wasserbasierten reaktivem Brand-
schutzsystem (Trockenschichtdicke: 350 μm, Länge L = 1000 mm) 

Um eine dreiseitige Brandbeanspruchung zu gewährleisten, wurde der Versuchskörper unter 

der Brandofendecke angeordnet, die aus Deckplatten aus Porenbeton bestand. Die freien 

Enden der Prüfkörper wurden mit 50 mm dicken Dämmplatten aus Vermiculit abgedeckt. Die 

[mm] 
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Temperatur der Probekörper wurde mit Thermoelementen Typ K gemessen, die durch An-

schweißen auf die Flansche und den Steg aufgebracht wurden. Die Lage der Thermoele-

mente ist in Abbildung 5-3 angegeben. 

Um die thermische Schutzwirkung der betrachten Bekleidungsmaterialien auch für eine vier-

seitige Naturbrandbeanspruchung zu ermitteln, wurden bekleidete Stützenabschnitte (Profil 

HEA 240) im Großbrandversuch untersucht. Die Stützenabschnitte wurden als 1 m Höhe 

Versuchskörper auf dem Boden des Brandofens platziert, so dass eine vierseitige Brandbe-

anspruchung gewährleistet wurde. Die Stützenstummel wurden zwischen den Brennerach-

sen aufgestellt, um eine direkte Beflammung zu vermeiden. Zusätzlich wurde ausreichend 

Abstand zwischen den Stahlstützenabschnitten sowie den belasteten Stahlträgern eingehal-

ten, damit sich homogene Temperaturverhältnisse im Brandraum einstellen könnten und 

Strahlungseffekte minimiert wurden. Im Brandraum wurden fünf unbelastete Stahlstützenab-

schnitte positioniert und jeweils mit den folgenden Brandschutzmaterialien ausgestattet: 

 

 Gipskartonfeuerschutzplatte 15 mm, 1-lagig kastenförmig 

 Gipsfaserplatte 15 mm; 1-lagig kastenförmig 

 Calciumsilikatplatte 20 mm, 1-lagig kastenförmig 

 Brandschutzputz 15 mm, profilfolgend 

 Reaktives Brandschutzsystem 350 μm; profilfolgend 

 

Die Stahlstützenabschnitte sind auf eine 20 mm dicken Steinwollematte gestellt worden (die 

mit Brandschutzputz versehen worden sind), um einen Wärmeeintrag über den Brandraum-

boden zu vermeiden. Um auch den Wärmeeintrag über die Oberseite der Stahlstützenab-

schnitte auf ein Minimum zu reduzieren, sind Deckel aus Vermiculit mit einer Stärke von 

20 mm angefertigt und ebenfalls mit Steinwolle (Dicke 20 mm) ausgekleidet worden. Zur 

Aufnahme der Stahltemperaturen wurden Thermoelemente Typ K durch Anschweißen auf 

die Flansche und den Steg aufgebracht. Zur Aufnahme der Temperaturen an den Brand-

schutzplattenbekleidungen sind zusätzlich Thermoelemente im Hohlraum und auf der Ober-

fläche der Brandschutzplatten angebracht worden. Die Abmessungen der unbelasteten Stüt-

zenabschnitte sowie die Position der Thermoelemente zeigen die folgenden Abbildungen. 
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Abbildung 5-4: (a) Kastenförmig bekleideter Stahlstützenabschnitt mit 1 Lage 15 mm Gips-
kartonfeuerschutzplatte samt (b) Versuchskörperabmessungen und (c) Position der Thermo-

elemente 

 

Abbildung 5-5: Kastenförmig bekleideter Stahlstützenabschnitt mit 1 Lage 15 mm Gipsfaser-
platte samt (b) Versuchskörperabmessungen und (c) Position der Thermoelemente 
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Abbildung 5-6: Kastenförmig bekleideter Stahlstützenabschnitt mit 1 Lage 20 mm Calciumsil-
ikatplatte samt (b) Versuchskörperabmessungen und (c) Position der Thermoelemente 

 

Abbildung 5-7: (a) Geschützter Stahlstützenabschnitt mit 15 mm profilfolgendem perlithalti-
gen Brandschutzputz samt (b) Versuchskörperabmessung und (c) Position der Thermoele-

mente 
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Abbildung 5-8: Unbelasteter Stützenabschnitt mit einem wasserbasierten reaktivem Brand-
schutzsystem (Trockenschichtdicke: 360 μm, Länge L = 1000 mm) 

 Versuchsaufbau 5.3

Zur Durchführung des Großbrandversuchs in der Deckenprüftstand Kammer 20 der For-

schungseinrichtung 1, Institut für Baustoffe, Massivbau und Brandschutz der Technischen 

Universität Braunschweig verwendet worden. Der Versuchsstand Kammer 20 (Loreley) be-

steht aus einer rechtwinkligen, symmetrisch aufgebauten Brandkammer, die je nach Ver-

suchsdurchführung modular verändert werden kann. Die gesamte Breite des Versuchsstan-

des beträgt ca. 5 m und die Lange ca. 10 m. Die Höhe der Brandkammerwände von 2,50 m 

kann beliebig erhöht werden. Für mechanische Beanspruchungen ist der Versuchstand mit 

sechs hydraulischen Pressen ausgestattet. Für den Großbrandversuch wurden ca. 2/3 der 

Brandkammer verwendet, sodass der Brandraum die Innenabmessungen von 4 m Breite und 

5,33 m Länge aufwies. Im Rahmen des Großversuchs wurden die Ofenwände um ein 

HEB 280 Profil aufgestockt, um die Höhe des Versuchsaufbaus an den Pressenanfahrtsweg 

anzupassen. Insgesamt weist der Prüfstand zehn Ölbrenner auf, wobei im Versuch acht 

Brenner zur Temperatursteuerung im Brandraum eingesetzt wurden. 

Die belasteten Prüfkörper wurden in Querrichtung innerhalb des Versuchstandes positioniert, 

wobei die Auflagerpunkte auf der Ofenwandung aufgelagert wurden. Die Ofenabdeckung ist 

durch Porenbetonplatten (1200 mm x 625 mm x 150 mm) realisiert worden. Je belasteten 

Stahlträger sind acht Porenbetonplatten durch Gewindestanden M12 in ihrer Lage gesichert 

worden. Um eine unabhängige Durchbiegung der einzelnen Probekörper voneinander ge-

währleisten zu können, wurden vier Zwischenträger aus Porenbetonplatten (5000 mm x 

625 mm x 150 mm) angeordnet. Die Zwischenträger sind auf die Ofenwandung aufgelagert 

worden. An den Zwischenträger sind Steinwolleplatten (Dicke 20 mm) vollflächig angenagelt 
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worden, damit die Probenbetondeckenplatten bei einer last-/temperaturbedingten Durchbie-

gung der Stahlträger gleiten könnten und dennoch eine geschlossene Ofenabdeckung vorlag 

(vgl. DIN EN 13381-4 (2013)). Zur Lagesicherung und Vermeidung von Biegedrillknicken der 

belasteten Stahlträger ist eine Stabilisierungskonstruktion vorgesehen worden, die die 

Lasteinleitungspunkte der belasteten Versuchskörper in Lage hielt. Die verwendete Stabili-

sierungskonstruktion ist in Kapitel 5.4 ausführlich erläutert. Die Positionierung der belasteten 

Versuchskörper, die Position der Porenbetondeckenplatten und Porenbetonzwischenträger 

sowie die Lage der Stabilisierungskonstruktion zeigen die folgenden Abbildungen (vgl.  

Abbildung 5-9, Abbildung 5-10, Abbildung 5-11). 

 

Abbildung 5-9: Draufsicht Prüfstand samt systematischem Versuchsaufbau (grün: Stabilisie-
rungskonstruktion; rot: Systemachsen belastete Versuchskörper; lila: Porenbetondeckenplat-

ten und Zwischenträger aus Porenbeton) 
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Abbildung 5-10: Position belastete Stahlträger, drei identische Versuchskörper mit unter-
schiedlichen Brandschutzmaterialien 

 

 

Abbildung 5-11: Draufsicht Versuchsaufbau mit Verlängerung der Laststempel, Zwischenträ-
ger und Porenbetondeckenplatten 

Die belasteten Versuchskörper (Stahlträger) wurden während der gesamten Versuchsdauer 

mechanisch belastet. Zur Sicherstellung einer konstanten Belastung wurden alle sechs hyd-

raulischen Pressen des Prüfstandes verwendet. Je Versuchskörper sind zwei Pressen auf 

die Laststempelverlängerung kraftschlüssig aufgesetzt worden. Die Steuerung der Belas-

tungseinrichtung erfolgte über zwei Druckkreisläufe. Der mit Gipskartonfeuerschutzplatte 

versehende Stahlträger wurde über einen Druckkreislauf gesteuert. Entsprechend haben 

zwei Pressen mit jeweils der gleichen, konstanten Last den mit Gipskartonfeuerschutzplatte 

beplankten Versuchskörper belastet. Die profilfolgend geschützten Stahlträger mit perlithalti-

gem Brandschutzputz und wasserbasiertem RBS wurden über einen zweiten Druckkreislauf 

Festlager 

RBS 

Loslager 

Putz 

GKF 

Festlager 
Loslager 

Zwischenträger 
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gesteuert, wobei die Belastung je Träger einzeln abgeklemmt werden könnte, um eine unab-

hängige Steuerung der belasteten Probenkörper zu gewährleisten. Die vier Pressen wurden 

gleichzeitig mit gleicher, konstanter Last gesteuert, wobei ein Pressenpaar den mit perlithal-

tigen Brandschutzputz versehenden Stahlträger belastet hat und das andere Pressenpaar 

den mit wasserbasierten RBS versehenden Probekörper.  

Zur Aufnahme der temperatur- und lastbedingten Verformungen der belasteten Stahlträger 

sind je belasteten Versuchskörper vier Potenziometer (Drehpotentiometer) platziert worden. 

Die Messungen der Durchbiegungen erfolgten an den Lasteinleitungspunkten der Träger, 

wobei je zwei Drehpotenziometer je Versuchsträgerseite angebracht wurden. Zusammen mit 

der Verformungsmessungen und den Abständen der Potenziometer zur Versuchskörperach-

se kann eine Aussage über mögliche Verformungen/ Verdrehung in beiden Achsen des Ver-

suchskörpers (Längs- und Querrichtung) getroffen werden. Die Drehpotenziometer wurden 

dabei auf unabhängigen Querträger, die in Ofenquerrichtung gespannt wurden, befestigt. An 

den Laststempelverlängerungen sind Gewindestangen angeschweißt worden, über die eine 

Verformungsmessung anhand des Drehweges der Potenziometer ermittelt wurde.  

Zusätzlich zu den belasteten Versuchskörpern wurde ein unbelasteter Stahlträgerabschnitt, 

der mit einem wasserbasieren RSB mit einer Trockensichtdicke von 350 μm versehen wur-

de, an einer Probenbetondeckenplatte abgehangen. Der unbelastete, geschützte Trägerab-

schnitt diente als Referenzkörper zum belasteten Stahlträger. Ferner sind in der Brandkam-

mer die unbelasteten, geschützten Versuchskörper positioniert worden. Zur Realisierung 

einer vierseitigen Brandbeanspruchung wurden die Stahlstützenabschnitte direkt auf den 

Boden der Brandkammer gestellt. Zur Vermeidung des Wärmeeintrags über die Versuchs-

körperlänge sind 20 mm dicke Steinwolleplatten an den Versuchskörperenden und 20 mm 

Vermiculitdeckel samt 20 mm Steinwollen am Versuchskörperanfang angeordnet worden. 

Die unbelasteten Stahlstützenabschnitte wurden dabei je nach Bekleidungsmaterial den be-

lasten Stahlträgern zugeordnet, um während des Brandversuchs gleichen Temperaturbedin-

gungen im Brandraum ausgesetzt zu sein. Die Stahlstützenabschnitte wurden zwischen den 

Brennerachsen aufgestellt, um eine direkte Beflammung zu vermeiden. Zusätzlich wurde 

ausreichend Abstand zwischen den geschützten Stahlstützenabschnitten sowie den belaste-

ten Stahlträgern eingehalten, damit sich homogene Temperaturverhältnisse im Brandraum 

einstellen könnten und Strahlungseffekte minimiert wurden. 

Die Position der unbelasteten und geschützten Stahlträgerabschnitte verdeutlicht Abbildung 

5-12.  
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Abbildung 5-12: Position der unbelasteten Stützenstummel im Brandraum 

Um die Brandeinwirkung auf die Versuchskörper und speziell die Ofentemperaturen experi-

mentell zu erfassen, wurden Plattenthermoelemente in verschiedenen Ebenen im und vor 

dem Versuchskörper platziert. Nach den Plattenthermoelementen wurde die Steuerung der 

Naturbrandkurve vorgenommen. Je belasteten Stahlträger sind acht Plate-Thermoelemente 

platziert worden, die die Brandraumtemperaturen in Versuchskörperlänge aufgenommen 

haben. Die Aufnahme der Brandraumtemperaturen am unbelasteten Trägerabschnitt erfolgte 

über zwei Plattenthermoelemente in Trägermitte. Je unbelasteten Stahlstützenabschnitt wur-

de ein Plattenthermoelement angeordnet.  

 Stabilisierungskonstruktion 5.4

Beim Versuchsaufbau wurde eine Stabilisierungskonstruktion vorgesehen, um einem mögli-

chen Biegedrillknicken der belasteten Stahlträger vorzubeugen. Bei einer minimalen Schief-

stellung des Pressenfußes der verwendeten Belastungseinrichtung würde eine zentrische 

Lasteinleitung in den Belastungspunkten/Lasteinleitungspunkten nicht dauerhaft möglich sein 

und es könnte zu einer zusätzlichen Momentenbeanspruchung der belasteten Stahlträger 

kommen. Folglich wurde eine Stabilisierungskonstruktion entwickelt, die die Laststempel der 

belasteten Stahlträger auch bei einer Schiefstellung in Lage hielt und somit eine konstante 

Lasteinleitung während der gesamten Versuchsdauer ermöglichte. Die Bemessung der Sta-

bilisierungskonstruktion erfolgte durch die Forschungseinrichtung 2 (Institut für Stahlbau, 

Leibniz Universität Hannover). 

Insgesamt bestand die Stabilisierungskonstruktion aus folgenden Bauteilen: 

Unbelastete Stützenstützenabschnitte 

Festlager 

Loslager 
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 Querträger QR 200*6,3; Länge 5,98 m 

 Kopplungsträger HEA 240; Länge 6,69 m 

 Stützenabschnitt HEA 240 mit Kopfplatte; Höhe 0,90 m 

 12 x Quadratrohre QR140*6,3, Länge 1,10 m 

 12 x Gewindestangen M12 und U-Profile U60 Länge 0,60 m 

 6 x Gewindestangen M12, Länge 0,60 m 

Parallel zu den Versuchskörperachsen der belasteten Träger wurde ein Quadratrohr 

QR 200*6.3 (Länge 5,98 m) als Querträger an den Hallenboden montiert. Die Lochplatten 

der Ofenwandung des Versuchsstandes konnten zusammen mit vorgesehenen Kopfplatten 

samt Langlöcher als Befestigung des Querträgers genutzt werden. Der Querträger wurde 

genutzt, um einen Kopplungsträger in Längsrichtung der Brandkammer, in Querrichtung der 

Versuchskörperachsen zu befestigen. Der Kopplungsträger musste somit nicht über die ge-

samte Brandkammerlänge von 10 m geführt werden. Er wurde als 6,685 m langen Träger 

(Profil HEA 240) ausgeführt. Vor der Messwarte wurde die Schraubenverbindung des Hal-

lenbodens und der Ofenwandung genutzt, um einen 900 mm hohen Stützenstummel (Profil 

HEA 240), der auf der Ofenwandung gestellt wurde, zu befestigen. Eine ausreichende Stabi-

lisierung des Kopplungsträgers wurde durch den beidseitigen Schraubenanschluss gewähr-

leistet. 

Der Kopplungsträger verfügte über jeweils drei Stegaussteifungen, die in den Achsen der 

belasteten Versuchskörper beidseitig angeordnet wurden und dem Kopplungsträger ausrei-

chend Steifigkeit gewährleisteten. An den Flanschen des Kopplungsträgers wurden insge-

samt 12 Quadratrohe mit einer Länge von 1,10 m durch eine Schraubverbindung miteinan-

der verbunden. Die Quadratrohe QR 140x6.3, die durch ihre Geometrie eine hohe Torsions-

steifigkeit aufwiesen, dienten bei der Stabilisierungskonstruktion zur Lagesicherung der Last-

stempelverlängerung. Je ein Quadratrohrpaar, das an den Enden durch Gewindestangen 

M12 miteinander verbunden wurde, fixierte dabei einen Laststempel. Durch die Verwendung 

von Sechskantmuttern an den Gewindestangen konnte der Abstand der Quadratrohrpaare 

zueinander eingestellt werden, sodass ein Gleiten der Quadratrohre an der Laststempelver-

änderung ermöglicht wurde. Zusätzlich wurden die Laststempelverlängerungen mit Silikon-

spray behandelt, damit bei einer Durchbiegung der Versuchskörper das Gleiten an den 

Quadratrohrpaaren verbessert wurde. Zur Lagesicherung der Quadratrohrpaare wurden die-

se zusätzlich noch über U-Profile U60 und Gewindestanden M12 über die Traversen der 

Belastungseinrichtung abgehangen. In Abbildung 5-13 ist die Draufsicht auf den 

Versuchsaufbau mit Stabilisierungskonstruktion gezeigt. 
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Abbildung 5-13: Draufsicht auf den Versuchsaufbau samt Stabilisierungskonstruktion 

 Versuchsdurchführung 5.5

Der Großbrandversuch wurde für eine gesamte Prüfungsdauer von 140 Minuten ausgelegt. 

Die gewählte Naturbrandbeanspruchung wird in Kapitel 5.5.1 dargestellt. In Kapitel 5.5.2 

erfolgt die Darstellung der mechanischen Belastung der drei geschützten Stahlträger. In Ta-

belle 2 werden die Versuchsdurchführung und Beobachtungen während des Großbrandver-

suches dargestellt. Während des Großbrandversuches wurde die Rauchgasreinigungsanla-

ge mit 1.630 Pa (~2,5m³/s) betrieben. Des Weiteren lief während des Großbrandversuchs 

und der anschließenden Beobachtungszeit der Rauchabzug im Brandraum. 
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Kopplungsträger 
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Tabelle 5-2: Versuchsdurchführung 

 

5.5.1 Naturbrandbeanspruchung 

Im Großbrandversuch ist als Brandbeanspruchung eine Naturbrandkurve ausgewählt wor-

den, die sich im Zuge Brandsimulationsberechnungen aus AP 1 unter zur Hilfenahme von 

Brandschutzingenieurmethoden ergeben hat. Der ausgewählte Naturbrandverlauf basiert auf 

dem Ergebnis einer Brandsimulation mit CFAST für einen Brandraum A = 500 m² und einer 

Brandlastdichte von 300 MJ/m² (vgl. Kapitel 3). Im Vergleich zur normativen Einheits-

Versuchsminute Versuchsprogramm  

Vorbelastung der Versuchskörper 

0:00 Positionierung der Pressen (Klemmlast ca. 4,5 kN) 

5:15 1. Druckkreislauf: Lastniveau von 40 kN erreicht 

8:10 2. Druckkreislauf: Lastniveau von 85 kN erreicht 

Lasten werden konstant gehalten (15 Minuten) 

28:10 Konstante Belastung mit 40 kN bzw. 85 kN je Presse  

Einschalten der Brenner 

  0:00 Brenner an 

10:00 Ausfall von drei Plattenthermoelementen zur Ofensteuerung; 

Austausch 

21:00 Austritt von Heißgasen zwischen Porenbetonplatten 

25:00 Sichtbare Durchbiegung der Versuchskörper mit Putz und RBS 

38:00 Deutliche Vergrößerungen der Durchbiegungen beim Träger 

mit RBS 

48:00 Entlastung des Versuchskörpers mit RBS  

60:00 Brenner aus, Natürliche Abkühlung  

76:00 Entlastung Träger mit GKF und Putz 

143:00 Beendigung Temperaturmessungen 

Allgemeine Beurteilungen während der Versuchsdauer 

Rauch Zum Versuchsbeginn leichte Austritt von Rauchgasen insbe-

sondere an den Außenseiten des Prüfofens 

Besonderheiten Rissbildung der Plattenbekleidungen, Fugenausbildung und 

ungleichmäßige Aufschäumung des RBS durch Brandraum-

kamera und anschließende Begehung Brandinnenraum sicht-

bar 

Beobachtung im Anschluss an die Brandbeanspruchung (60. bis 143. Minute) 

bis 76:00 Keine Auffälligkeiten außerhalb des Brandraumes sichtbar 

fortlaufend Aufzeichnung der Brandraum-/ Bauteiltemperaturen mittels 

Thermoelementen, sowie Auszeichnung via Kameras  
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Temperaturzeitkurve (ETK) stellt der Naturbrand ein realistisches Modell eines Realbrandes 

mit einer Brandentwicklungsphase, einem Vollbrand sowie einer Abkühlphase dar. Im Groß-

versuch wurde die Naturbrandkurve über 60 Minuten Branddauer mit einer Toleranz von 

±100 °C gesteuert. Aufgrund der erhöhten Brennerleistung bei der Zündung wurde die gefor-

derte Naturbrandkurve in den ersten 13 Minuten deutlich übersteuert (vgl. Abbildung 5-14). 

Nach 60 Minuten Steuerung der geforderten Naturbrandkurve wurden die Brenner abge-

schaltet. Folglich fand eine natürliche Abkühlung im Brandraum statt. Die Diskrepanz der 

geforderten Abkühlphase und der tatsächlichen Abkühlung im Brandraum lässt sich mit der 

vorhandenen Rauchabzug begründen. 

 

Abbildung 5-14: Verlauf der Naturbrandbeanspruchung im Vergleich zur geforderten Natur-
brandkurve 

5.5.2 Mechanische Belastung 

Die drei geschützten Stahlträger sind während der gesamten Naturbrandbeanspruchung 

konstant belastet worden. Die mechanische Belastung erfolgt über je zwei hydrauliche Pres-

sen pro Versuchskörper, die über zwei Druckkreisläufe gesteuert wurden. Der erste Druck-

kreislauf steuerte die zwei hydraulischen Pressen, die den beplankten Probekörper mit Gips-

kartonfeuerschutzplatte mit je 40 kN pro Presse belasteten. Die mechanische Belastung ent-

sprach einer Auslastung von 30% der Momententragfähigkeit Mpl,Rd im Kaltfall. Eine höhere 

mechanische Belastung wurde vermieden, um die Schutzwirkung der Brandschutzplattenbe-

kleidung über die gesamte Versuchsdauer sicherzustellen und ein Abfallen der Plattenbe-

kleidung zu verhindern. Über einen zweiten Druckkreislauf wurden die vier weiteren hydrauli-
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schen Pressen angesteuert. Dabei wurde je Presse 85 kN über die Lasteinleitungspunkte auf 

den mit perlithalitigem Brandschutzputz bzw. wasserbasierten RBS versehenen Stahlträger 

aufgebracht. Die Beanspruchung entsprach 60% der Momententragfähigkeit Mpl,Rd aus dem 

Kaltfall. 

Die hydraulischen Pressen wurden nacheinander kraftschlüssig auf die Verlängerungen der 

Laststempel der belasteten Versuchskörper aufgesetzt, wobei bereits eine Klemmlast von 

4,5 KN wirkte. Nach dem Aufsetzen aller hydraulischen Pressen auf die Lasteinleitungs-

stempel wurden alle Pressen gleichzeitig angefahren, um auf die geforderten Prüflasten zu 

kommen. Es wurde eine Belastungsgeschwindigkeit mit 0,25 kN/min sowie eine Haltezeit der 

Last von 20 Sekunden vorgegeben, um Möglichkeiten des Eingreifens zu haben. 

Nach 5,15 Minuten wurde das Lastniveau von 40 KN und nach 8,10 Minuten wurde das 

Lastniveau von 85 kN erreicht. Die Last wurde anschießend 15 Minuten konstant gehalten. 

Mit Einsetzen der Naturbrandbeanspruchung und während der gesamten Versuchsdauer 

wurde die Last konstant gehalten. Der Verlauf der Belastung der verwendeten zwei Druck-

kreisläufe ist in Abbildung 5-15 dargestellt. 

 

Abbildung 5-15: Verlauf der Belastung und Beginn der Naturbrandbeanspruchung 
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Gemäß DIN EN 1363-1 (2012) [3] sind die belasteten, geschützten Stahlträger mit der gefor-

derten Last 15 Minuten beansprucht worden, bevor die Brandbeanspruchung eingesetzt hat. 

Entgegen der Prüfnorm DIN EN 13381-4 (2013) [15] ist im Vorwege keine Vorbelastung des 

beplankten Stahlträgers mit Gipskartonfeuerschutzplatte mit 50% der geforderten Prüflast 

durchgeführt worden. Als Abbruchkriterien wurden in Anlehnung an die DIN EN 1363-1 

(2012) [3] für biegebeanspruchte Bauteile die Grenzdurchbiegung zu 260,98 mm und der 

Grenzwert der Durchbiegungsgeschwindigkeit zu 11,6 mm/min bestimmt.  

 Ergebnisse und Diskussion 5.6

Zur Abschätzung der thermischen Schutzwirkung der betrachteten Brandschutzbekleidungen 

wurden während der gesamten Versuchsdauer die Stahltemperaturen mittels 

Thermoelement Typ K aufgenommen. Zusätzlich ist an den mechanisch belasten 

Stahlträgern die temperatur- und lastbedingte Verformung gemessen worden, um den 

Einfluss mechanischer Einwirkung auf die thermische Schutzwirkung der betrachten 

Brandschutzbekleidungen unter Naturbrand zu erhalten. Eine Zusammenstellung der 

gemessen Stahltemperaturen der geschützten Probekörpern mit Brandschutzplatten, 

Brandschutzputz und RSB sowie die gemessenen Oberflächentemperaturen der 

Brandschutzbekleidungen und die gemessene Verformungen an den mechanisch belasteten 

Probekörpern zeigt Tabelle 5-3. 

Tabelle 5-3: Zusammenstellung der gemessenen Stahltemperaturen (Maximum, Zeitpunkt) 
der belasteten und unbelasteten Probekörper unter Naturbrand 

Belasteter Stahlträger mit Gipskartonfeuerschutzplatte 15 mm, kas-

tenförmig, 1-lagig 

(nach ETK-Beanspruchung: F 30 bis F60) 

Zeit (Mi-

nuten) 

Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch 158 °C 77 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 197 °C 70 min 

Max. Temperaturen Steg 180 °C 71 min 

Max. Temperaturen Hohlraum 360 °C 40 min 

Max. Temperaturen Oberfläche GFK 764 °C 33 min 

Verformungen Max. Verformungen 1,48 cm 63 min 

Belasteter Stahlträger mit Brandschutzputz 15 mm, profilfolgend 

(nach ETK-Beanspruchung: F30-60) 

 

Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch 235 °C 70 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 380 °C 54 min 

Max. Temperaturen Steg 326 °C 50 min 

Verformungen Max. Verformungen 4,53 cm 52 min 

Belasteter Stahlträger mit reaktivem Brandschutzsystem 365 μm, 

profilfolgend  

(nach EKT-Beanspruchung: F30) 
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Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch 401 °C 48 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 584 °C 48 min 

Max. Temperaturen Steg 535 °C 48 min 

Verformungen Max. Verformungen 23 cm 48 min 

Unbelasteter Stahlträgerabschnitt mit reaktivem Brandschutzsystem 
350 μm, profilfolgend  
(nach ETK-Beanspruchung: F30) 

 

Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch 460 °C 46 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 603 °C 46 min 

Max. Temperaturen Steg 571 °C 46 min 

Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Brandschutzputz 15 mm, pro-
filfolgend 
(nach ETK-Beanspruchung: F30-F60) 

 

Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch 429 °C 51 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 389 °C 52 min 

Max. Temperaturen Steg 403 °C 55 min 

Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Brandschutzsystem 360 μm, 
profilfolgend 
(nach EKT-Beanspruchung: F30) 

 

Temperaturen  Max. Flanschtemperaturen (Brandraum) 607 °C 45 min 

Max. Flanschtemperaturen (Ofenwand) 575 °C 45 min 

Max. Temperaturen Steg 612 °C 45 min 

Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Gipskartonfeuerschutzplatte 
15 mm, kastenförmig, 1-lagig 
(nach ETK-Beanspruchung: F30) 

 

Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch  230 °C 70 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 232 °C 66 min 

Max. Temperaturen Steg 228 °C 72 min 

Max. Temperaturen Hohlraum 387 °C  45 min 

Max. Temperaturen Oberfläche Beklei-

dung 

731 °C 33 min 

Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Gipsfaserplatte 15 mm, kas-
tenförmig, 1-lagig 
(nach ETK-Beanspruchung: F30) 

 

Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch  260 °C 78 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 275 °C 72 min 

Max. Temperaturen Steg 264 °C 77 min 

Max. Temperaturen Hohlraum 379 °C 49 min 

Max. Temperaturen Bekleidung 666 °C 35 min 

Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Calciumsilikatplatte 20 mm, 
kastenförmig, 1-lagig 
(nach ETK-Beanspruchung: F30-F60) 

 

Temperaturen  Max. Temperaturen Oberflansch  208 °C 89 min 

Max. Temperaturen Unterflansch 207 °C 88 min 

Max. Temperaturen Steg 209 °C 87 min 

Max. Temperaturen Hohlraum 324 °C 49 min 

Max. Temperaturen Bekleidung 734 °C 33 min 

 



Großmaßstäbliche Experimentelle Untersuchungen 191 

 

 

Nach dem Großbrandversuch wurden Veränderungen der Bekleidungsmaterialien im 

Brandraum dokumenteiert. Dabei wurden sowohl Rissbildungen, Fugenbildungen und 

ungleichmäßiges Aufschäumverhalten der Bekleidungsmaterialien aufgenommen. 

Tabelle 5-4: Zusammenstellung Thermoelemente der Versuchskörper an Rissen oder Plat-
tenstößen 

Nr. Bezeichung Thermoelement Achse  Notiz 

Belasteter Stahlträger mit 15 mm Gipskartonfeuerschutzplatte 

1 Mst. 152 D Rissbildung, höhere Temperaturen 

erkennbar 

2 Mst. 175, Mst. 176, Mst. 177 D Rissbildung, höhere Temperaturen 

im vgl. zu anderen Messachsen 

3 Mst. 171, Mst. 172, Mst. 173 E Plattenstoß, Fugenbildung, keine 

Auffälligkeiten 

Belasteter Stahlträger mit 15 mm Brandschutzputz 

4 Mst. 205 D Rissverzeigung, keine Auffälligkeit 

5 Mst. 7 F Rissbildung, keine Auffälligkeit 

6 Mst. 211 C Horizontale Rissbildung, deutliche 

Geringe Temperaturen im vgl. zu 

anderen Messachsen 

Stahlstützenabschnitt mit 15 mm Gipsfaserplatte 

7 Mst. 115, Mst. 116, Mst. 103 2 Horizontale Risse, Keine 

Veränderung an der 

Plattenbekleidung, leicht höhere 

Temperaturen am Steg Mst. 103, 

die in der Abkühlphase aber auch 

schnell wieder sinken (Heißgase 

durch Riss schneller entweichen) 

Stahlstützenabschnitt mit 20 mm Calciumsilikatplatte 

8 Mst. 55, Mst. 56, Mst. 43 2 Horizontale Rissbildung, keine 

Temperaturveränderungen im vgl. 

zu anderen Temperaturachsen 

sichtbar 

Die Rissbilder für die unbelasteten Stahlstützenabschnitte und die belasteten Stahlträger 

sind im Folgenden aufgeführt. Für die Darstellung der Risse wurden lediglich sichtbare Risse 

dokumentiert. An einigen Stellen, an denen Risse während der Brandbeanspruchung 

aufgetreten sind, sind in der Längsachse der Versuchskörper Thermoeelemente angeordne 

gewesen, sodass anhand der Messdaten Veränderungen der Bauteiltemperaturen 

aufgenommen werden könnten. Der Einfluss der Rissbildung auf den Temperaturverlauf 

konnte somit untersucht werden. Aufgrund der Temperaturdaten ist jedoch festzustellen, 

dass eine Temperaturdifferenz von ca 100 °C der Temperaturverteilung in 

Trägerlägsrichtung geherrscht hat, sodass eine Temperaturerhöhung einzelnen 
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Thermoelemente nicht alleinig auf Riss- oder Fugenbildung zurückgeführt werden kann. 

Insbesondere die Thermoeelemente in Achse E (Trägermitte mit GKF) zeigen höhere 

Temperaturen gegenüber den Trägerrandbereichen. Die in Tabelle 5-4 aufgeführten 

Thermoelemente sind an Rissen oder Plattenstoßen genauer betrachtet worden. 

5.6.1 Brandschutzplatten 

Unbelastete Stahlstützenabschnitte mit gipsgebundenen Brandschutzplatten 

Bei den unbelasteten, geschützten Stahlstützenabschnitten zeigten sich Risse in den Ober-

flächen der gipsgebundenen Bekleidungsmaterialien. Bei den gipsgebunden Plattenbeklei-

dungen wurde zum Teil die Verklammerung gelöst und ein Ausbeulen der Plattenbekleidung 

war erkennbar. Die Vermiculitdeckel haben sich zum Teil gelöst und sind abgefallen, das 

vermuten lässt, dass die thermische Dehnung der gipshaltigen Plattenbekleidungen durch 

die Vermiculitdeckel behindert wurde.  

 

Abbildung 5-16: Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Gipsfaserplatte 15 mm, einlagig, 
nach der Naturbrandbeanspruchung 

Nach der Naturbrandbeanspruchung wies der unbelastete Stahlstützenabschnitt mit Brand-

schutzbekleidung aus Gipsfasern deutliche Fugenbildungen und Oberflächenrisse auf. Am 

Fugenstoß der Plattenbekleidung sind Spaltbildungen von bis zu 2,5 cm gemessen worden. 

Zusätzlich wurde nach dem Brandversuch ein deutlicher Abriss im Bereich der Klammer vor-

gefunden, der auf das materialbedingte Schrumpfen der gipshaltigen Brandschutzplatten 

während der Naturbrandbeanspruchung zurückzuführt wurde. Die horizontale Rissbildung 

wurde an allen vier Seiten über die gesamte Plattenbreite gemessen. Insbesondere sind die 

Horizontale Rissbildung 

Abriss der Klammern 

Fugenbildung 

bis 2,50 cm 
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horizontale Rissbildung sowie das Plattenbeulen an den zur Brandrauminnenseite gewand-

ten Gipsfaserplatten deutlich ausgeprägter gewesen. Die temperaturbedingten Veränderun-

gen der Gipsfaserplatte nach der Naturbrandbeanspruchung sind in Abbildung 5-16 darge-

stellt. 

Die dokumentierten Risse des unbelasteten Stahlstützenabschnitts mit vierseitiger Gipsfa-

serplatte (15 mm, einlagig) zeigt Abbildung 5-17. Die Stahlstützenabschnitte sind über die 

gesamte Versuchsdauer keiner mechanischen Belastung ausgesetzt worden, weshalb die 

aufgetretenen Risse als temperaturinduzierte Risse angesehen werden. Die Messung der 

Rissbreiten erfolgte über eine Rissmisslehre an ausgewählten Stellen, wobei lediglich 

sichtbare Risse >1 mm dokumentiert wurden. Die Risstiefen sind nicht erfasst worden. 

Anhand des unbelastetet Stahlstützenabschnittes zeigte sich, dass an der Gipsfaserplatte 

temperaturbedingt vermehrt horizontale Rissbildung auftraten. An der Brandrauminnenseite 

zugewandeten Bekleidung wurde zusätzlich ein vertikaler Riss aufgenommen. Aufgrund der 

Rissbildung lässt sich vermuten, dass in der Brandrauminnenseite höhere Temperaturen als 

auf der ofenwandzugewandten Seite auftraten.  

 

Abbildung 5-17: Temperaturinduzierte Rissbildung der einlagigen Gipsfaserplatte bei viersei-
tiger Naturbrandbeanspruchung 
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Um die thermische Schutzwirkung der Gipsfaserplatten abzuschätzen, wurden die Stahltem-

peraturen sowie die Oberflächentemperaturen an der Gipsfaserplatte gemessen. Die ge-

messen Temperaturen am unbelasteten Stahlstützenabschnitt mit Gipsfaserplatte sowie die 

Naturbrandbeanspruchung während der gesamten Versuchsdauer sind in Abbildung 5-18 

dargestellt. Die Messung der Brandraumtemperaturen erfolgte an 1. Seite über ein Platten-

thermoelement, das bei ca. ½ h der Stahlstützenhöhe angeordnet wurde. Das Plattenther-

moelement ist während des Versuchs ausgefallen, sodass die gemessenen Brandraumtem-

peraturen vom Probekörper mit Calciumsilikatplatten (Annahme ähnliche Temperaturvertei-

lung am Ofenrand, Probekörper standen in einer Achse) dargestellt werden. Die Messung 

der Stahltemperaturen erfolgte über Thermoelemente Typ K sowohl bei 
1

2
ℎ als auch bei 

4

5
ℎ.  

 

Abbildung 5-18: Gemessene Temperaturen am Stahlstützenabschnitt mit einer 15 mm di-
cken Gipsfaserplatte unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung 

Über die Höhe des Stützenabschnitt wurde eine homogene Temperaturverteilung gemessen, 

was die geringe Temperaturdifferenz von >80 °C der gemessenen Temperaturen aus 

1. Lage und 2. Lagen zeigten. Die Erwärmung der Gipsfaserplatte folgte in der Aufheizphase 

dem Verlauf der Naturbrandbeanspruchung, wobei eine Temperaturdifferenz der Oberflä-

chentemperaturen der Plattenbekleidung zur Brandraumtemperatur aufgrund von Konvektion 

und Strahlung erfasst wurde. Im Brandraum wurden nach 32 Minuten maximale Temperatu-

ren von 795 °C gemessen. An der Oberfläche der Gipsfaserbekleidung ergab sich zum glei-

chen Zeitpunkt eine Temperatur von ca. 600 °C. Im Hohlraum ergab sich in der Aufheizpha-

se ein kontinuierlicher Temperaturanstieg, der zur 30. Minute lediglich Temperaturen von 

120 °C erreichte. Das geschützte Stahlprofil wies zur 30. Minute Temperaturen unterhalb von 
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100 °C auf, das auf die thermische Schutzwirkung der Gipsfaserplatte zurückgeführt wurde. 

Das Stahlprofil wurde geringfügig aber gleichmäßig thermisch beansprucht, da keine Tempe-

raturdifferenzen zwischen den Flanschen und dem Steg aufgezeichnet wurden. 

Mit Beginn der Abkühlphase stiegen die Temperaturen im Hohlraum zwischen der Gipsfa-

serplatte und dem Stahlprofil deutlich an. In der 40. Minute herrschten 150 °C im Hohlraum 

zwischen der Gipsfaserplatte und dem Stahlprofil. Die Temperaturen im Hohlraum wurden 

Temperaturen bis 350 °C zur 70 Minute gemessen. Das liegt in der Tatsache begründet, 

dass mit steigender Temperaturbeanspruchung Rissbildungen und Fugenbildung der Plat-

tenbekleidung aus Gipsfasern auftraten. Eine Korrelation der Fugenbildung mit der Erwär-

mung der Baueiltemperaturen konnte anhand der Temperaturmesswerte ausgemacht wer-

den. Die Heißgase des Brandraumes sind über die Fugen an den Plattenstößen in den Hohl-

raum zwischen Bekleidung und zu schützenden Stahlprofil gelangt, was zu einer Tempera-

turerhöhung des Stahlbauteils führte. Die horizontalen Risse in der Gipsfaserplatte begüns-

tigten den Eintritt von Heißgasen, jedoch konnte der direkte Einfluss der Rissbildung anhand 

der Temperaturmessdaten nicht ausgemacht werden. Zur 60. Minute lagen die Stahltempe-

raturen bereits bei 250 °C im Oberflansch und 220 °C im Steg. Die maximalen Stahltempera-

turen wurden zur 78 Minute zu ca. 260-275 °C gemessen. Die Gipsfaserplatte (Di-

cke: 15 mm) konnte entsprechend eine schnellere Erwärmung des Stahlbauteils verhindern. 

Nach Erreichen der maximalen Stahltemperaturen sanken die Stahltemperaturen aufgrund 

der eintretenden Abkühlphase der Naturbrandbeanspruchung. Die geringe Wärmeleitfähig-

keit der Gipsfaserplatte verhinderte dabei eine schnelle Abkühlung des Stahlprofils. Ab der 

70. Minute glichen sich die Oberflächentemperaturen und die Innenseiten im Hohlraum der 

Gipsfaserplatte, was auf den Eintritt der Heißgase in den Hohlraum zurückzuführen ist. Mit 

Abnahme der Brandraumtemperaturen sanken auch die Oberflächentemperaturen der Gips-

faserplatte, die aufgrund der thermischen Eigenschaften und Trägheit höhere Temperaturen 

aufwiesen. Das Stahlprofil wies in der 120 Minute eine Temperatur von 210 °C auf, wohinge-

gen die Oberfläche der Plattenbekleidung bereits auf 160 °C abgekühlt war. Im Brandraum 

wurden zu diesem Zeitpunkt Temperaturen von. 97 °C gemessen. 

Nach der Naturbrandbeanspruchung wies der unbelastete Stahlstützenabschnitt mit Brand-

schutzbekleidung aus Gipskartonfeuerschutzplatte ein leichtes Ausbeulen der brandraumsei-

tigen Plattenbekleidung auf. An den Plattenstößen wurden Fugen mit einer Öffnungsbreite 

von maximal 1,0-1,5 cm gemessen. Zusätzlich wurden partielle Ablösungen der Verklam-

mung der Plattenbekleidung aufgenommen, die auf die thermischen Zwängungen der GKF 

während der Naturbrandbeanspruchung zurückgeführt werden. Zum Schutz vor übermäßi-

gen Hitzeeintrag ist ein Vermiculitdeckel vorgesehen worden, dessen Seitenteile während 
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des Brandversuches abgefallen sind. Ferner wurden nach der Naturbrandbeanspruchungen 

horizontale Rissbildungen über die gesamte Plattenbreite an allen vier Seiten der Gipskar-

tonfeuerschutzplatte aufgenommen. Der unbelastete Stahlstützenabschnitt mit Gipskarton-

feuerschutzplatte nach der Naturbrandbeanspruchung zeigt Abbildung 5-19. 

 

Abbildung 5-19: Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Gipskartonfeuerschutzplatte 15 mm, 
einlagig nach Naturbrandbeanspruchung 

Neben dem Plattenbeulen wurden zusätzlich deutliche Horizontalrisse über die Plattenbrei-

ten detektiert. Die Rissbildung der Gipskartonfeuerschutzplatte verdeutlicht Abbildung 5-20, 

wobei leidglich Risse mit Rissbreiten >1 mm aufgenommen und dargestellt wurden. Der 

Stahlstützenabschnitt mit Gipskartonfeuerschutzplatte wurde während der gesamten Ver-

suchsdauer nur thermisch und nicht mechanisch belastet, sodass die horizontalen Risse als 

temperaturinduzierte Rissbildung charakterisiert wurden. An den brandbeanspruchten Seiten 

1, 2 und 4 zeigten sich die horizontalen Risse vornehmlich in Plattenmitte, das vermuten 

lässt, dass dort im Brandofen während der Naturbrandbeanspruchung höhere Temperaturen 

auftraten. Auf der brandbeanspruchten 3. Seite (Orientierung zur Ofenwand) ist lediglich ein 

horizontaler Riss im oberen Drittel der Plattenlänge aufgetreten, sodass davon ausgegangen 

wurde, dass dort geringere Temperaturen geherrscht haben. Die Messung der Brandraum-

temperaturen erfolgte jedoch nur auf etwa ½ h an der 1. Seite, sodass keine weiteren beleg-

baren Messdaten vorliegen.  
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Abbildung 5-20: Temperaturinduzierte Rissbildung der einlagigen Gipskartonfeuerschutzplat-
te bei vierseitiger Naturbrandbeanspruchung 

Die gemessen Stahltemperaturen, die Oberflächentemperaturen der Gipskartonfeuerschutz-

platte sowie die realen Brandraumtemperaturen werden in Abbildung 5-21 gezeigt. Die ther-

mische Schutzwirkung der Gipskartonfeuerschutzplatte wurde über die Darstellung der Tem-

peraturentwicklung des geschützten Stahlprofils gemessen. Die Brandraumtemperaturen im 

Bereich des Stahlstützenabschnittes wurden mittels eines Plattenthermoelements an Seite 1 

(Brandraum zugewandte Seite), das bei ½ Prüfkörperhöhe angeordnet wurde, erfasst. Das 

Plattenthermoelement ist während des Versuchs ausgefallen, sodass die gemessenen 

Brandraumtemperaturen des Versuchskörpers mit Brandschutzputz dargestellt werden, unter 

der Annahme, dass weitestgehend gleiche Temperaturverteilung am Ofenrand und in Achse 

der Versuchskörper herrschte. Die gemessenen Brandtemperaturen folgen der Vorgabe des 

gewählten Naturbrandszenarios. Im Maximum wurden zur 32. Minute Temperaturen von 

885 °C gemessen. Die Oberflächentemperaturen der Gipskartonfeuerschutzplatten folgten 

ebenso dem Verlauf der Naturbrandbeanspruchung, wobei aufgrund von Konvektion und 

Radiation die Oberflächentemperaturen geringer ausfallen. Die maximalen Temperaturen an 

der Oberfläche der Gipskartonfeuerschutzplatte wurden zur 33. Minute zu 743 °C gemessen. 

Anhand der Messdaten der Oberflächentemperaturen zeigte sich ein Temperaturunterschied 
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an der brandbeanspruchten Seite 1. zwischen den Messstellen MSt. 80 (bei 
4

5
ℎ) und Mess-

stelle MSt. 81 (bei 
1

2
ℎ) von ca. 100 K, was auf die höhere Brandraumtemperaturen im oberen 

Drittel des Stützenabschnittes schließen lässt. Im sich ergebenen Hohlraum der vierseitigen, 

kastenförmig angeordneten Gipskartonfeuerschutzplattenbekleidung sind beim Erreichen der 

maximalen Temperaturen im Brandraum und an der Oberflächentemperaturen Temperatu-

ren um 135 °C gemessen worden, was auf die thermisch Schutzwirkung der GKF zurückzu-

führen ist. Zu demselben Zeitpunkt (32: Minute) wurden im Stahlbauteil Temperaturen von 

ca. 100 °C gemessen (vgl. Abbildung 5-21). 

 

Abbildung 5-21: Bauteiltemperaturen Stahlstützenabschnitt mit einer 15 mm dicken Gipskar-
tonfeuerschutzplatte unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung 

Mit Einsetzen der Abkühlphase des Naturbrandes steigen die Temperaturen im Hohlraum 

rapide an, dass auf die Plattenrissbildung und das Lösen der Verklammerung an den Plat-

tenstößen zurückgeführt wurde. Folglich wurden auch höhere Temperaturen im Stahlprofil 

erfasst, die ein Maximum von ca. 230 °C zur ca. 70. Minute erreichen. Die Stahltemperaturen 

in den Ober- und Unterflanschen sind dabei nahezu identisch und wiesen im Vergleich zu 

den Stegtemperaturen nur leicht höhere Temperaturen auf (Temperaturdifferenzen 10-80°C), 

sodass von einer homogenen Temperaturverteilung im Stahlprofil ausgegangen wurde. Zur 

80 Minute wurde im Hohlraum auf der Oberfläche der GKF und im Stahlprofil die gleiche 

Temperatur ermittelt. Aufgrund der thermischen Schutzwirkung und der geringen Wärmeleit-

fähigkeit der GKF nehmen die Stahltemperaturen erst ab der 90 Minute leicht ab. Die Brand-

raumtemperaturen wurden zu diesem Zeitpunkt mit 123 °C gemessen. Zur 140 Minute redu-

zierte sich die Brandraumtemperatur auf ca. 73 °C, wobei das geschützte Stahlbauteil noch 

eine Temperatur von 186 °C im Oberflansch aufwies. 
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Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit calciumsilicatbasierten Brandschutzplatten 

Nach der Naturbrandbeanspruchung wies der unbelastete Stahlstützenabschnitt mit Calci-

umssilikatplatten (vierseitig, einlagig, 20 mm Dicke) nur geringe horizontale Risse über die 

Plattenbreite auf. Der Vermiculitdeckel wurde unversehrt aufgefunden. Ferner wurde kein 

Lösen der Verklammerung oder Plattenbeulen detektiert (vgl. Abbildung 5-22). 

 

Abbildung 5-22: Unbelasteter Stahlstützenabschnitt mit Calciumsilikatplatte 20 mm, ein-
lagig; nach der Naturbrandbeanspruchung 

 

Die Rissbildung an der Calciumsilikatplatten zeigt Abbildung 5-23, wobei leidglich Risse mit 

Rissbreiten >1 mm gemessen und dargestellt wurden. Der Stahlstützenabschnitt mit Gips-

kartonfeuerschutzplatte wurde während der gesamten Versuchsdauer nur thermisch und 

nicht mechanisch belastet, sodass die horizontalen Risse als temperaturinduzierte Rissbil-

dung charakterisiert wurden. Die horizontale Rissbildung ist an allen vier brandbeanspruch-

ten Seiten aufgetreten. Insbesondere im mittleren Drittel der Plattenlänge der Calciumsilikat-

platten wurden Horizontalrisse erfasst. Die Rissverteilung ist dabei über die vier Seiten aus-

geglichen verteilt, sodass von einer gleichmäßigen Naturbrandbeanspruchung des Probe-

körpers ausgegangen wurde. 
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Abbildung 5-23: Temperaturinduzierte Rissbildung der einlagigen Calciumsilikatplatte bei 
vierseitiger Naturbrandbeanspruchung 

Die Annahme wurde durch die homogenen Temperaturen, die im Stahlprofil sowie an der 

Oberfläche der Calciumsilikatplatte gemessen wurden, bestätigt. Die gemessen Stahltempe-

raturen, die Oberflächentemperaturen der Calciumsilikatplatte sowie die realen Brandraum-

temperaturen sind in Abbildung 5-24 dargestellt. Der zeitliche Verlauf der Brandraumtempe-

raturen entspricht dem vorgegeben Naturbrand und wurde mittels eines Plattenthermoele-

ments an Seite 1 (bei 
1

2
ℎ des Probekörpers) gemessen. Zur 32. Minute wurden maximale 

Temperaturen von ca 890 °C erreicht. Die Oberflächentemperaturen der Calciumsilikatplat-

ten erreichte zu diesem Zeitpunkt eine maximale Temperatur von 734 °C. Über die Probe-

körperhöhe wurde eine nahezu gleichmäßige Temperaturverteilung gemessen, da die Mess-

stellen MSt. 56 (
1

2
ℎ) und MSt. 59 (

4

5
ℎ) lediglich in der Aufheizphase Temperaturunterschied 

von max. 45 K zeigten. 

Zur 30. Minute wurden im sich ergebenen Hohlraum zwischen der Calciumsilikatplatte und 

dem zu schützenden Stahlprofil Temperaturen von ca. 100 °C gemessen. Die Stahltempera-

turen wurden zu 64 °C gemessen, was auf die thermische Schutzwirkung der Calciumsilikat-

platte zurückzuführen ist. Beim Einsetzen der Abkühlphase wurde im Hohlraum zwischen der 

Calciumsilikatplatte und dem geschützten Stahlprofil ein deutlicher Temperaturanstieg ge-
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messen, der auf die horizontale Rissbildung und den Eintritt der Heißgase im Hohlraum zu-

rückgeführt wurde. Maximale Temperaturen von ca. 300°C in der 54. Minute wurden gemes-

sen. In der Folge wurden auch im Stahlprofil höhere Temperaturen erfasst. Die Stahltempe-

raturen stiegen bis ca. 200 °C kontinuierlich an. Die Temperaturen des Ober- und Unterflan-

sches und des Steges unterschieden sich dabei kaum, sodass von einer gleichmäßigen Er-

wärmung des Stahlprofils ausgegangen wurde. Zur ca. 80. Minute lagen im geschützten 

Stahlprofil und dem Brandraum die gleichen Temperaturen von ca. 201 °C vor. Die thermi-

sche Trägheit und die geringen Wärmeleitfähigkeit der Calciumsilikatplatte bewirkten, dass 

das geschützte Stahlprofil sich nur sehr langsam abkühlte. Ferner wurde aufgrund der lang-

samen Abkühlung der Stahltemperaturen zwischen der 90 bis 140 Minute davon ausgegan-

gen, dass die Heißgase im Hohlraum durch die Horizontalrisse nur langsam entweichen 

konnten. Entsprechend ergab sich zur 140. Minute eine Diskrepanz der Brandraumtempera-

turen (78 °C) und der Stahltemperaturen (171 °C) von 100 K.  

 

Abbildung 5-24: Gemessene Bauteiltemperaturen Stahlstützenabschnitt mit einer 20 mm 
dicken Calciumsilikatplatte unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung 

Belastete Stahlträger HEA 240 mit gipsgebundener Brandschutz 

Zur Abschätzung des Einflusses der mechanischen Einwirkung auf die thermische Schutz-

wirkung von Brandschutzplatten unter Naturbrand wurden zusätzlich die Bauteiltemperaturen 

und Verformungen an dem belasteten und dreiseitig bekleideten Stahlträger aufgenommen. 

Exemplarisch für die Brandschutzplatten wurde der belastete Stahlträger einlagig, kasten-

förmig mit Gipskartonfeuerschutzplatten verkleidet. An der Gipskartonfeuerschutzplatte der 

belasteten Stahlträger zeigten sich aufgrund temperatur- und lastbedingten Verformungen 

Oberflächentemperatur 
Calciumsilicatplatte 
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Risse, die vermehrt in Bauteilmitte vorgefunden wurden. Bei der Gipskartonfeuerschutzplatte 

des belasteten Stahlträgers warem die Rissbildungen über die Platten ungleichmäßig verteilt. 

Es wurden horizontale Rissbildungen in Plattenmitte sowie an der Klammerung erfasst. Zu-

dem zeigte sich an den Plattenstößen Fugenbildungen in der Größenordnung von 

max. 0,5 bis 1,0 cm und das Lösen der Verklammerung, was ebenfalls an den unbelasteten 

Probekörpern sichtbar war. Zusätzlich wurde nach dem Brandversuch ein deutlicher Abriss 

im Bereich der Klammer vorgefunden, der auf das materialbedingte Schrumpfen der gipshal-

tigen Brandschutzplatten während der Naturbrandbeanspruchung zurückzuführt wurde. Den 

bekleideten, belasteten Stahlträger mit GKF (15 mm) nach der Naturbrandbeanspruchung 

zeigt Abbildung 5-25 (Draufsicht auf Unterflansch). 

 

Abbildung 5-25: Unterseite des belasten Stahlträger (HEA 249) mit einer Lage 15 mm dicken 
Gipskartonfeuerschutzplatte 

Durch die mechanische Belastung wurde das Lösen der Verklammerung über die gesamte Träger-

länge begünstigt. Ferner wurden die Fugen- und Rissbildung der Brandschutzplatten durch die me-

chanische Belastung des bekleideten Stahlträgers begünstigt. Die Risse stellten sich über die gesam-

te Plattenbreite ein, was bereits beim unbelasteten Stahlstützenabschnitt mit GKF zu erkennen war. 

Die Risse im Bereich der Trägermitte wurden auf die mechanische Belastung des bekleideten Stahl-

trägers zurückgeführt. Aufgrund der gemessen Brandraum- und Bauteiltemperaturen wurde gezeigt, 

dass die Temperaturen in Trägermitte höher ausfielen als zu den Auflagerbereichen hin. Die aufla-

gernahen Risse über die Plattenbereite sowie die Biegerisse in an den Lasteinleitungspunkten wur-

den demnach als lastinduzierte Risse gedeutet. Die zusätzlichen Risse wurden als temperaturbeding-

te Risse angenommen. Eine genaue Differenzierung der last- und temperaturbedingten Risse konnte 

anhand der Messdaten und der Aufnahme des Probekörpers nicht getätigt werden. 
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Die gemessen Rissbreiten >1 mm sind in Abbildung 5-26 dargestellt. Anhand der Darstellung zeigt 

sich, dass sich die Risse über die gesamte Plattenbreite zogen und sich im der Mitte der Trägerlänge 

konzentrierten.  

 

Abbildung 5-26: Temperatur- und lastinduzierte Rissbildung der Gipskartonfeuerschutzplatte 
des bekleideten Stahlträgers unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung 

Zur Abschätzung der realen Schutzwirkung der Gipskartonfeuerschutzplatte unter Natur-

brand und mechanischer Belastung sind die Bauteiltemperaturen in den Achsen A-B-C-D-E-

F-G gemessen worden. Mittels Thermoelement Typ K wurden die Stahltemperaturen und die 

Oberflächentemperaturen der GKF gemessen. Die Aufnahme der Brandraumtemperaturen 

über die Trägerlänge erfolgte mit acht Plattenthermoelementen, die auf einer Höhe von ½ h 

des Trägers angeordnet wurden. Die gezeigten Brandraumtemperaturen beschränken sich 

auf die Messdaten von zwei Plattenthermoelemente, da die übrigen Plattenthermoelemente 

z.T. während des Großbrandversuches versagten. Aufgrund des symmetrischen Aufbaues 

des bekleideten Stahlträgers werden die gemessenen Temperaturen exemplarisch für die 

Achsen B, Achse C und Achse D in den Abbildungen 5-27 bis 5-29 gezeigt.  
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Abbildung 5-27: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse B Stahlträger mit 15 mm GKF unter 
dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung 

 

 

Abbildung 5-28: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse C Stahlträger mit 15 mm GKF unter 
dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung 

Achse B 
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Abbildung 5-29: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse D Stahlträger mit 15 mm GKF unter 
dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung 

Aufgrund der dreiseitigen Naturbrandbeanspruchung zeigte sich ein ungleichmäßiges Er-

wärmungsverhalten des geschützten Stahlprofils. Im Unterflansch wurden während des 

Großbrandversuchs höhere Temperaturen als im Steg und im Oberflansch gemessen. Über 

die Trägerlänge sind die Stahltemperaturen relativ gleichmäßig aufgetreten, was an den ma-

ximalen Temperaturen von ca. 200 C° in den Achsen B, C und D zu erkennen war. Entspre-

chend dem zeitlichen Temperaturverlauf der Oberflächentemperaturen der GKF-Platte zeigte 

sich, dass an der Brandschutzplattenbekleidung, die den Unterflansch geschützte, höhere 

Temperaturen gemessen wurden (vgl. Achse D- Abbildung 5-29). Die thermische Schutzwir-

kung der Brandschutzplatte aus GKF zeigte sich insbesondere zwischen der 30. Minute und 

40. Minute, da eine konstante Stahltemperatur (Plateau im zeitlichen Temperaturverlauf) 

<100 °C gemessen wurde. Mit steigender Temperatur im Hohlraum zwischen Brandschutz-

bekleidung und geschützten Stahlprofil erhöhte sich auch die Stahltemperatur. Die steigende 

Fugen- und Rissbildung der GKF lies ab der 33. Minute die Temperaturen im Hohlraum er-

heblich ansteigen. Zum Zeitpunkt der maximalen Brandraumtemperaturen von 830 °C zur 

33. Minute wurden im Hohlraum 130 °C gemessen, die in der in der 42. Minute auf 360 °C 

anstiegen. Mit Einsetzen der Abkühlphase ab der 33. Minute reduzierten sich die Brand-

raumtemperaturen sowie die Oberflächentemperaturen der Brandschutzplattenbekleidung. 

Aufgrund der geringen Wärmeleitfähigkeit der GKF und deren thermische Schutzwirkung 

steigen die Stahlbautemperaturen zunächst weiter an. In Achse B wurden maximale Stahl-

temperaturen um die 70. Minute von 140 °C im Steg, 164 C° im Oberflansch und 174 °C im 

Unterflansch gemessen. Die Messdaten in Achse C wurden zum gleichen Zeitpunkt zu 

152 °C im Steg, 180 °C im Oberflansch und 134 °C im Unterflansch gemessen. In der Mitte 
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des belasteten und mit GKF geschützten Stahlträgers (Achse D) stellten sich während des 

Versuchs leicht höhere Stahltemperaturen ein. Zwischen der 70.-73. Minute wurden im Steg 

Temperaturen von 160 °C gemessen. Im Oberflansch wurden 197 °C und im Unterflansch 

180 °C gemessen. Aufgrund der Messdaten wurde davon ausgegangen, dass in der Brand-

raummitte leicht höhere Temperaturen erreicht wurden. Zum Zeitpunkt der maximalen Stahl-

temperaturen sind die Oberflächentemperaturen gemäß der Brandraumtemperaturen bereits 

auf Temperaturen um 200 °C gesunken. In der 90. Minute wurde die Brandraumtemperatur 

zu 100 °C gemessen. Aufgrund der thermischen Trägheit lagen die Oberflächentemperatu-

ren des GKF mit 130-150 °C oberhalb der Brandraumtemperaturen. Die Stahltemperaturen 

reduzierten sich aufgrund der geringeren Wärmeleitfähigkeit der GKF-Platten nur sehr lang-

sam, wobei sich die Stahltemperaturen zu den Randbereichen des Stahlträgers (Achse B) 

schneller reduzierten als in Stahlträgermitte (Achse D). Zur 90. Minute wurde in Achse B ma-

ximale Temperaturen im Stahlprofil von ca. 94 °C gemessen, wobei in Achse C im Stahlprofil 

Temperaturen von 146 °C gemessen wurden.  

Neben den Bauteiltemperaturen sind die vertikalen Verformungen des belasteten und mit 

GKF bekleideten Stahlträgers gemessen worden. Zur Aufnahme der vertikalen Verformun-

gen wurden Potentiometer angewendet. Die mechanische Belastung und die daraus resultie-

rende Durchbiegung des belasten Stahlträgers mit 15 mm GKF verdeutlicht Abbildung 5-30.  

 

 

Abbildung 5-30: Mechanische Belastung und Durchbiegung des belasteten Stahlträger mit 
15 mm Gipskartonfeuerschutzplatte unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung 

Vor Einsetzen der Naturbrandbeanspruchung ist dem bekleideten Stahlträger mit einer Pres-

senlast von 40 kN 15 Minuten belastet worden, wodurch sich eine Durchbiegung von 

8,63 mm einstellte. Mit Einsetzen des Naturbrandes wurde in den ersten 30 Minuten nur eine 

geringfügige Zunahme der Durchbiegung gemessen. Aufgrund der thermische Schutzwir-

kung der GKF wurden in den ersten 30. Minuten im Stahlprofil Temperaturen > 80 °C ge-

messen, weshalb keine temperaturbedingte Durchbiegung einsetzte. Ab der 40. Minute wur-
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den deutliche Zunahmen der Stahltemperaturen gemessen, die zu einer leichten Verringe-

rung der Stahlfestigkeiten und folglich zu eine temperaturbedingten Steigerung der Durch-

biegung führten. Die Durchbiegungen nahmen bis zur 60. Minute kontinuierlich zu und er-

reichten in 63. Minute eine maximale Durchbiegung von ca. 14,87 mm. 

Trotz Zunahme der Stahltemperaturen zwischen der 60. und 70. Minute wurde keine weitere 

Durchbiegung des belasteten Stahlträgers erfasst. Die maximale Durchbiegung stellte sich 

als konstant ein, da die Pressenlast ebenfalls konstant gehalten wurde. Aufgrund der Natur-

brandbeanspruchung wurde eine Zunahme der Durchbiegung von Δ 6,24 mm gemessen. Ab 

der 76. Minute wurde die Pressenlast zurückgefahren, sodass sich eine vollständige Entlas-

tung des Stahlträgers einstellte und die Durchbiegung schlagartig zurückging (vgl. Abbildung 

5-30). In der 90. Minute wurde eine Durchbiegung von 2 mm gemessen. Nach 140 Minuten 

wurden keine bleibenden Durchbiegungen gemessen, da die Pressenlast 40 kN (40% Mpl) zu 

keiner plastischen Verformungen führen konnte. 

Aufgrund der Messdaten wird deutlich, dass die thermische Schutzwirkung der GKF die 

Durchbiegung des belasteten Trägers verzögert. Die thermische Schutzwirkung der Gipskar-

tonfeuerschutzplatte wird aufgrund der mechanischen Belastung des Stahlträgers nicht ver-

ringert. 

5.6.2 Brandschutzputz 

Unbelastete Stahlstützenabschnitte mit Brandschutzputz 

Zur Abschätzung der thermischen Schutzwirkung des zementgebundenen Brandschutzput-

zes an unbelasteten Stahlstützenabschnitten sind die Bauteiltemperaturen während der Na-

turbrandbeanspruchung gemessen und die optische Erscheinung des Probekörpers nach 

der Naturbrandbeanspruchung aufgenommen worden.  

Nach der Naturbrandbeanspruchung wurde, am unbelastet Stahlstützenabschnitt mit Brand-

schutzputz (ca. 16 mm, profilfolgend), eine ungleichmäßige Rissbildung über die vier bean-

spruchten Seiten aufgenommen. Die Putzschicht wurde profilfolgend aufgebracht und hat 

der gesamten Naturbrandbeanspruchung standgehalten. Die Brandschutzputzschicht wies 

nach dem Naturbrand eine spröde und trockene Oberfläche auf. Der Brandschutzputz wurde 

händisch aufgebracht, sodass eine ungleichmäßige Putzschichtdicke über die Probenkör-

perhöhe vorlag. An einigen Stellen war die Putzschichtdichte mit 20-30 mm dicker als die 

geforderten 15 mm. Eine Schichtdickenmessung wurde exemplarisch an ausgewählten Stel-

len über die Probekörperhöhe durchgeführt und die Putzschichtdicke im Mittel zu 16,3 mm 
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ermittelt. Die ungleichmäßige Oberflächenstruktur des Brandschutzputzes sowie die Rissbil-

dung nach dem Naturbrand ist in Abbildung 5-31 dargestellt. 

 

Abbildung 5-31: Unbelasteter Stützenstummel mit Brandschutzputz 15 mm, profilfolgend; 
nach der Naturbrandbeanspruchung 

Die temperaturbedingte Rissbildung im Brandschutzputz trat während der Naturbrandbean-

spruchung ungleichmäßig über die Trägerlänge auf. Die sichtbaren Risse mit Rissbreiten 

zwischen 0,30-0,90 mm, die mittels einer Rissmisslehre an ausgewählten Stellen gemessen 

wurden, sind insbesondere an der ofenwandzugewandten Seite aufgetreten. Zur 

brandraumzugewandten Seite sind lediglich Haarrisse in der Oberfläche erkennbar gewesen, 

die aufgrund ihrer geringen Breiten (b< 0,10 mm) nicht aufgenommen wurden. Die Risstiefen 

sind ebenso nicht erfasst worden. Aufgrund der ausgeprägten Rissverzweigeung an der 

3.Seite kann dabvon ausgegangen werden, die vier brandbeanspruchten Seiten des 

Probekörpers unterschiedlichen Temperaturen während der Naturbrandbeanspruchung 

ausgesetzt wurden. 
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Abbildung 5-32: Temperaturinduzierte Rissbildung des Brandschutzputzes bei vierseitiger 
Naturbrandbeanspruchung 

Die Brandraumtemperatur am Stahlstützenabschnitt mit Brandschutzputz wurde an der 4. 

Seite über ein Plattenthermoelement gemessen. Die sich ergebenen Temperaturen sind im 

Vergleich zu den gemessenen Stahlbautemperaturen in Abbildung 5-33 dargestellt. Die 

Oberflächentemperaturen des Putzes sind nicht gemessen worden, da die Thermoelemente 

auf der unebenen Oberfläche nicht aufgebracht werden konnten. Die gemessenen 

Brandraumtemperaturen am Probekörper wiesen in den ersten 20 Minuten des zeitlichen 

Verlaufes einen schnellen Temperaturanstieg bis 200 °C auf, der auf die hohe 

Brennerleistung der verwendeten Ölbrenner im Brandraum zurückgeführt wurde. Im 

Anschluss folgt die Brandraumtemperatur der vorgegebenen Naturbrandkurve. Im Maximum 

wurden Temperaturen von 835 °C zur 32. Minute gemessen. Die Stahltemperaturen stiegen 

aufgrund der thermischen Schutzwirkung des Brandschutzputzes langsam an. Zur 

25. Minute wurden zunächst Stahltemperaturen von ca. 100 °C gemessen, die im zeitlichen 

Verlauf der Naturbrandbeanspruchung kontinierlich ansteigen. Beim Erreichen der 

maximalen Temperaturen im Brandraum wies das Stahlprofil eine Oberflanschtemperatur 

von knapp 290 °C auf, wohingegen im Steg und im Unterflansch geringere Temperaturen 

von ca. 163-193 °C gemessen wurden. Aufgrund der Temperaturunterschiede im Ober – und 
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Unterflansch wurde von einer ungleichmäßigen Temperaturbeanspruchung des Prüfkörpers 

ausgegangen, was mit der ungleichmäßigen Rissbildung korrellierte. 

 

Abbildung 5-33: Bauteiltemperaturen eines unbelasteter Stahlstützenabschnittes mit Brand-
schutzputz ca. 16 mm, profilfolgend; unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung 

 

Mit Einsetzen der Abkühlphase des Naturbrandes steigen die Temperaturen im Stahlprofil 

an, dass auf die thermische Isolierung des Brandschutzputzes zurückzuführt wurde. Im 

Oberflansch wurden zur 50. Minute Temperaturen von 430 °C erreicht, wohingegen im 

Unterflansch Temperaturen von 390 °C gemessen wurden. Im Steg wurden maximale 

Temperaturen von ca. 403 °C zur 55. Minute ermittelt. Die ungleichmäßige Erwärmung des 

geschützen Stahlprofils wurde auf die unterschiedlichen Temperaturen der vier 

brandbeanspruchten Seiten des Prüfkörpers zurückgeführt. Nach Erreichen der maximalen 

Stahltemperaturen nahmen die Temperaturen des geschützen Profil wieder ab, da im 

Brandofen bereits die Abkühlphase eintrat. Mit abnehmender Brandraumtemperatur sanken 

auch die Stahltemperaturen. Die Messdaten lassen dabei erkennen, dass mit geringerer 

Temperaturbeanspruchung die Stahltemperaturen homogener ausfallen. Zur 90. Minute 

wurden im geschützen Stahlprofil Temperaturen von ca. 330 °C gemessen. Im Brandraum 

herrschten zu diesem Zeitpunkt bereits Temperaturen unterhalb von 100°C. Eine 

verlangsamte Abkühlung des Stahlprofils kann auf die thermische Schutzwirkung des 

Brandschutzputzes zurückgeführt werden. Zum Versuchsende wurden im Stahlprofil 

Temperaturen von ca. 200 °C gemessen. 
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Belastete Stahlträger HEA 240 mit Brandschutzputz 

Beim belasteten Stahlträger mit Putzbekleidung sind ebenfalls Biegerisse in der profilfolgen-

den Bekleidung infolge der Last und temperaturbedingte Risse während Brandbeanspru-

chung aufgetreten. Zusätzlich zeigten sich erste Rissbildungen am Unterflansch, die jedoch 

unregelmäßig über die Versuchskörperlänge verteilt waren. Der Brandschutzputz ist nach 

der Brandbeanspruchung porös und brüchig. Über die Stahlträgerlänge ist der Putz spitzrauh 

aufgetragen worden, sodass eine ungleichmäßige Schichtdicke über die Trägerlänge vorlag. 

Eine Schichtdickenmessung wurde exemplarisch an ausgewählten Stellen über die Probe-

körperhöhe durchgeführt und die Putzschichtdicke im Mittel zu 17,57 mm ermittelt. Den be-

lasteten Stahlträger mit Brandschutzputz nach der Naturbrandbeanspruchung zeigt Abbil-

dung 5-34 (Draufsicht auf Unterflansch). 

 

Abbildung 5-34: Unterseite des belasteten Stahlträgers mit 15 mm Brandschutzputz  nach 
der Naturbrandbeanspruchung 

 

Durch die mechanische Belastung wurde die Rissbildung im Brandschutzputz begünstigt. 

Die Risse stellten sich als über die gesamte Stahlträgerlänge ein. Die Risse zogen sich zum 

Teil über die gesamte Breite des Stahlträgers (Unterflansch) und verzweigten sich ineinander 

(Steg). Ein ungleichmäßiges Rissbild, das zum Teil bereits beim unbelasteten Stahlstützen-

abschnitt mit Brandschutzputz zu erkennen war, wurde nach der mechanischen Belastung 

und der Naturbrandbeanspruchung erfasst. Die sichtbaren Risse wurden mittels einer Riss-

messlehre gemessen, wobei lediglich Risse mit Rissbreiten zwischen 0,30-1,40 mm aufge-

nommen wurden. Die temperatur- und lastbedingten Risse des belasteten Stahlträgers mit 

Brandschutzputz zeigt Abbildung 5-35.  
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Abbildung 5-35: Qualitative Rissbilder des geschützten Stahlträger mit Brandschutzputz nach 
dem Naturbrandversuch 

Die Rissverzweigung am Unterflansch (1.Ansicht) konzentrierte sich speziell im Bereich der 

Stahlträgermitte, sodass die Rissbildung auf die mechanische Belastung zurückgeführt wur-

de. Im Bereich der Stege zeigen sich deutliche vertikale Risse bis 1,2 mm, wobei auf einer 

der drei brandbeanspruchten Seiten (2.Ansicht) eine Rissverzweigung zum Unterflansch 

aufgezeichnet wurde. Die Ausbildung der Risse wurde ebenfalls auf die mechanische Belas-

tung zurückgeführt und die Risse als lastinduzierte Risse gewertet. Zusätzlich traten horizon-

tale Risse an den Unterflanschkanten auf (vgl. Abbildung 5-35), die als lastinduzierte Risse 

bewertet wurden, da der unbelastete Stützenabschnitt keine derartigen Rissbilder aufwies. 

Die zusätzlichen Risse sind als temperaturbedingte Risse gewertet worden. Aufgrund der 

Rissbreitenzunahme (Rissbreiten bis 1,2 mm) im Vergleich zum unbelasteten Stahlstützen-

abschnitt wurde davon ausgegangen, dass mit Einsetzen der mechanischen Belastung die 

Rissbildung im Brandschutzputz steigt. Anhand der aufgenommenen Risse zeigte sich eine 

deutliche Zunahme der Rissausbildung am belasteten Stahlträger mit Brandschutzputz im 

Vergleich zum unbelasteten Stützenabschnitt, obgleich dieser vierseitig brandbeansprucht 

wurde. 
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Zur Abschätzung der realen Schutzwirkung des Brandschutzputzes unter Naturbrand und 

mechanischer Belastung sind die Bauteiltemperaturen in den Achsen A-B-C-D-E-F-G des 

Stahlträgers gemessen worden. Mittels Thermoelementen Typ K wurden die Stahltemperatu-

ren an Ober- und Unterflansch sowie am Steg gemessen. Die Aufnahme der Brandraum-

temperaturen über die Stahlträgerlänge erfolgte mit acht Plattenthermoelementen, die auf 

einer Höhe von ½ h des Trägers angeordnet wurden. Die gezeigten Brandraumtemperaturen 

beschränken sich auf die Messdaten von zwei Plattenthermoelementen. Aufgrund des sym-

metrischen Aufbaues des bekleideten Stahlträgers werden die gemessenen Temperaturen 

exemplarisch für die Achsen B, Achse C und Achse D (Stahlträgermitte) in den folgenden 

Abbildungen gezeigt.  

 

Abbildung 5-36: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse B Stahlträger mit 17,57 mm Brand-
schutzputz unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung 

 

Abbildung 5-37: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse C Stahlträger mit 17,57 mm Brand-
schutzputz unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung 
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Abbildung 5-38: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse D Stahlträger mit 17,57 mm Brand-
schutzputz unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung 

Aufgrund der dreiseitigen Naturbrandbeanspruchung zeigte sich ein ungleichmäßiges Er-

wärmungsverhalten des geschützten Stahlprofils. Im Unterflansch wurden während des 

Großbrandversuchs höhere Temperaturen als im Steg und im Oberflansch gemessen. Über 

die Stahlträgerlänge sind die Stahltemperaturen zur Trägermitte (Achse D) gestiegen, das an 

den maximalen Temperaturen und deren Temperaturunterschied von bis zu 100 °C in den 

Achsen B, C und D zu erkennen war. Die thermische Schutzwirkung des Brandschutzputzes 

zeigte sich insbesondere durch die langsame Erwärmung des Stahlprofils und konstante 

Stahltemperatur (Plateau im zeitlichen Temperaturverlauf). Mit steigenden Brandraumtempe-

raturen erhöhten sich die Temperaturen im Stahlprofil, wobei die gemessenen Unterflansch- 

und Stegtemperaturen deutlich höher lagen als im Oberflansch. Aufgrund der dreiseitigen 

Brandbeanspruchung, der Schutzwirkung des Brandschutzputzes sowie der Porenbetonstei-

ne auf dem Oberflansch zum Schutz der unbeflammten Seite fielen die Oberflanschtempera-

turen geringer aus. 

Zum Zeitpunkt der maximalen Brandraumtemperaturen von 815 °C zur 33. Minute wurden im 

Oberflansch Temperaturen von 90 °C gemessen, die in der in der 60. Minute auf 225 °C an-

stiegen. Mit Einsetzen der Abkühlphase ab der 33. Minute reduzierten sich die Brandraum-

temperaturen. Aufgrund der geringen Wärmeleitfähigkeit des Brandschutzputzes und deren 

thermische Schutzwirkung steigen die Stahlbautemperaturen zunächst weiter an. In der Ach-

se B wurden zur 50.-66. Minuten maximale Stahltemperaturen von 333 °C im Steg, 357 °C 

im Oberflansch und 240 °C im Unterflansch gemessen. Die Messdaten in Achse C wurden 

zum gleichen Zeitpunkt Temperaturen von 259 °C im Steg, von 185 °C im Oberflansch und 

von 288°C im Unterflansch erfasst. Anhand der Messdaten wurde deutlich, dass in der Ach-

se C geringere Temperaturen im Stahlprofil herrschten, die vermuten lassen, dass dort eine 
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geringere Brandraumtemperaturen herrschten oder eine dickere Putzschicht >15 mm vorlag. 

In der Mitte des belasteten und mit Brandschutzputz geschützten Stahlträgers (Achse D) 

stellten sich während des Versuchs leicht höhere Stahltemperaturen ein. In Achse D wurden 

im Steg Temperaturen von 327 °C zur 50. Minute gemessen. Im Oberflansch wurden 234 °C 

zur 70. Minute und im Unterflansch 380 °C zur 74. Minute gemessen. In der Mitte des Stahl-

trägers und der Achse B wurden entsprechend der Messdaten ähnliche Stahltemperaturen 

ermittelt. 

Neben den Bauteiltemperaturen sind die vertikalen Verformungen des belasteten und mit 

Brandschutzputz bekleideten Stahlträgers gemessen worden. Zur Aufnahme der vertikalen 

Verformungen wurden Potentiometer angewendet. Die mechanische Belastung und die dar-

aus resultierende Durchbiegung des belasten Stahlträgers mit 17,57 mm Brandschutzputz 

verdeutlicht Abbildung 5-39.  

 

 

Abbildung 5-39: Mechanische Belastung und Durchbiegung des mit belasteten Stahlträgers 
mit 15 mm perlithaltigem Brandschutzputz 

Vor dem Einsetzen der Naturbrandbeanspruchung ist der geschützte Stahlträger 15 Minuten 

mit einer Pressenlast von 85 kN belastet worden, wodurch sich eine Durchbiegung von 

18,3 mm einstellte. Mit Einsetzen des Naturbrandes wurde eine kontinuierliche Zunahme der 

Stahltemperaturen gemessen, die zu einer leichten Verringerung der Stahlfestigkeit und folg-

lich zu eine temperaturbedingten Steigerung der Durchbiegung führten. Die Durchbiegungen 

nahmen bis zur 50. Minute kontinuierlich zu und erreichten eine maximale Durchbiegung von 

ca. 45 mm. Trotz der weiteren Zunahme der Stahltemperaturen zwischen der 60.-70. Minute 

wurde keine weitere Durchbiegung des belasteten Stahlträgers gemessen. Die maximale 

Durchbiegung stellte sich als konstant ein, da die Pressenlast von 85 kN ebenfalls konstant 

gehalten wurde. Entsprechend der Durchbiegungsmessungen wurden aufgrund der Natur-

brandbeanspruchung eine Zunahme der Durchbiegung von Δ 26,7 mm gemessen. Ab der 

76. Minute wurde die Pressenlast zurückgefahren, sodass sich eine vollständige Entlastung 

des Stahlträgers einstellte und die Durchbiegung schlagartig zurückging (vgl. Abbildung 
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5-39). In der 90. Minute wurde eine Durchbiegung von 20 mm gemessen. Nach 140 Minuten 

wurde eine Durchbiegung von 10 mm erfasst, die jedoch keine bleibenden Durchbiegungen 

darstellte. 

Aufgrund der Messdaten wird deutlich, dass die thermische Schutzwirkung des untersuchten 

Brandschutzputzes die Durchbiegung des belasteten Trägers verzögert. Die thermische 

Schutzwirkung des Brandschutzputzes wird aufgrund der mechanischen Belastung des ge-

schützten Stahlträgers nicht verringert. Aufgrund der mechanischen Belastung wurde ledig-

lich eine höhere Rissbildung detektiert. 
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5.6.3 Reaktives Brandschutzsystem 

Für die Bewertung der thermischen Schutzwirkung des wasserbasierten Brandschutzsys-

tems infolge des untersuchten Naturbrandes wurde im Rahmen des Großbrandversuchs ein 

belasteter Träger (HE240A, Länge: 4.900 mm), ein unbelasteter Referenzträger (HE240A, 

Länge: 1.000 mm) sowie ein unbelasteter Stützenabschnitt (HE240A, Länge: 1.000 mm) 

untersucht. Während die beiden Träger einer dreiseitigen Beflammung ausgesetzt wurden, 

lag für den Stützenabschnitt eine vierseitige Beflammung vor. 

Im Vorfeld zu dem Großbrandversuch wurden die Versuchskörper zunächst sandgestrahlt 

(Vorbereitungsgrad: SA 2 1/2). Anschließend erfolgte die Applikation der Drahtthermoele-

mente Typ K in den definierten Messachsen durch Punktschweißen. In Abbildung 5-40 ist die 

Anordnung der Thermoelemente exemplarisch für den belasteten Träger in den Messachsen 

A, C und D dargestellt. 

 

Abbildung 5-40: Exemplarische Darstellung der Thermoelementapplikation am Steg sowie 
am Ober- und Unterflansch des belasteten Trägers in den Achsen A, C und D 

Nach der Applikation der Thermoelemente erfolgte die Beschichtung der Versuchskörper mit 

einer Grundierung, die als Haftvermittler für das reaktive Brandschutzsystem diente. Die Tro-

ckenschichtdicke der Grundierung wurde für alle Versuchskörper zu 75 μm festgelegt. Nach 

der Trocknung der Grundierung erfolgte im nächsten Schritt die Applikation des wasserba-

sierten Brandschutzsystems (reaktive Komponente) in einem Arbeitsgang mit einer Zieltro-

ckenschichtdicke von 350 μm. Diese wurde für den dreiseitig beflammten Träger in Abhän-

gigkeit des Profilfaktors (A/V = 147 m-1) sowie einer Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten 

dimensioniert. Sowohl die Applikation der Grundierung als auch die Applikation des wasser-

basierten Brandschutzsystems erfolgten durch geschultes Personal des Produktherstellers 
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mit dem Airless-Sprühverfahren. Nach einer Trocknungsphase des Brandschutzsystems von 

insgesamt drei Wochen erfolgte die Messung der Trockenschichtdicke. Im Anschluss wurden 

die Versuchskörper auf die in Kapitel 5.3 vorgestellte Weise in den Deckenprüfstand einge-

baut und dem großmaßstäblichen Naturbrandversuch unterzogen. 

Im Folgenden werden die wesentlichen Ergebnisse vorgestellt, die im Rahmen des Groß-

randversuchs für die mit dem wasserbasierten Brandschutzsystem beschichteten Versuchs-

körper ermittelt wurden. 

Belasteter Stahlträger (HE240A) mit einem wasserbasierten Brandschutzsystem 

Vor der Durchführung des Brandversuchs wurde die Gesamttrockenschichtdicke des reakti-

ven Brandschutzsystems mithilfe eines digitalen Schichtdickenmessgeräts (QNix 8500) an 

insgesamt 402 Messstellen des belasteten Trägers ermittelt. Die Gesamtschichtdicke setzt 

sich dabei aus der Trockenschichtdicke der Grundierung und der Trockenschichtdicke der 

reaktiven Komponente zusammen. Wie der relativen Häufigkeitsverteilung aus Abbildung 

5-41 entnommen werden kann, liegt der Mittelwert der Gesamtschichtdicke bei 440 μm. Da 

die Schichtdicke der Grundierung 75 μm beträgt, liegt die mittlere Trockenschichtdicke der 

reaktiven Komponente somit bei 365 μm für den belasteten Träger. Dieser Probekörper ist in 

Abbildung 5-42 zum Zeitpunkt des Versuchsaufbaus dargestellt. Neben der Anordnung der 

Temperaturmessachsen (A – G) ist darin auch die Lage der beiden Laststempel dargestellt, 

mit denen die Lasteinleitung durch die kraftgesteuerten Hydraulikpressen in den statisch 

bestimmt gelagerten Stahlträger erfolgte. Auf diese Weise wurde im mittleren Drittel des Ver-

suchskörpers ein konstantes Biegemoment mit MEd = F ⋅ L1 (mit L1 = 1,570 m) realisiert. Da 

die Pressenlast zu F = 85,0 kN festgelegt wurde, ergab sich hieraus eine Einwirkung von 

MEd = 133,45 kNm.  

 

Mittlere Trockenschichtdicken 

des wasserbasierten Brand-

schutzsystems: 

Gesamtschichtdicke: 440 μm 

Grundierung: 75 μm 

Reaktive Komponente: 365 μm 

 

Abbildung 5-41: Häufigkeitsverteilung der gemessenen Gesamttrockenschichtdicken des 
belasteten, dreiseitig beschichteten Trägers (HE240A) 
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Neben dem Eigengewicht des Trägers und der beiden Laststempel wirkte auf den Träger 

während des Versuchs zusätzlich das Eigengewicht der 1.200 mm breiten sowie 150 mm 

dicken Porenbetonplatten. Dieses Eigengewicht wurde bei der Ermittlung der Einwirkungen 

als Streckenlast qEd = 1,51 kN/m berücksichtigt und führte zu einem zusätzlichen Moment 

von MEd = 4,25 kNm bei einer Trägerstützweite von 4,74 m. Somit lag während der Ver-

suchsdurchführung in dem belasteten Träger nach Theorie I. Ordnung ein maximales Bie-

gemoment von MEd,ges,I = 137,7 kNm vor. Berechnungen nach Theorie II. Ordnung unter Be-

rücksichtigung einer Schiefstellung der Hydraulikpressen ergaben hingegen ein einwirkendes 

Gesamtmoment in Feldmitte von  MEd,ges,II = 146,6 kNm. Dieses entspricht 60 % der plasti-

schen Momententragfähigkeit von Mpl,Rd = 242 kNm, die für den HE240A-Träger (S235 JR) 

auf der Grundlage von Zugfestigkeitsprüfungen (fy,k,Flansch = 321 MPa und fy,k,Steg = 360 MPa) 

ermittelt wurde. 

 

Abbildung 5-42: Darstellung des belasteten Trägers (HE240A) während des Versuchsauf-
baus und Definition der Temperaturmessachsen (A – G) 

Die Lastaufbringung durch die Hydraulikpressen erfolgte wie in Abbildung 5-43 a) dargestellt 

treppenstufenartig in 5 kN Schritten. Hierdurch stellte sich eine entsprechende Durchbiegung 

des belasteten Trägers ein, die mithilfe von Potentiometern an den Lasteinleitungsstempeln 

(vgl. Achse I und Achse II in Abbildung 5-43) gemessen wurde. Da die Durchbiegungen des 

Stahlträgers sehr gleichmäßig erfolgte, ist in Abbildung 5-43 das Ergebnis der Verformungs-

messung nur für den Messpunkt I-A dargestellt. 

Nach vollständiger Aufbringung der Pressenlast stellte sich in dem Versuchskörper eine 

Durchbiegung von 18,5 mm ein. Diese blieb während der Haltezeit von etwas mehr als 

15 Minuten konstant. Erst mit dem Beginn des Naturbrandes setzte im Träger eine immer 

stärker werdende Verformungszunahme (vgl. Abbildung 5-43 d)) ein. Ab der 22. Minute der 

Brandbeanspruchung stagnierte die Durchbiegung jedoch für ca. drei Minuten bei 32,5  mm. 

Zu diesem Zeitpunkt (vgl. (1) in Abbildung 5-43 d)) erfolgte die Expansion des reaktiven 

Brandschutzsystems, wodurch die thermische Schutzwirkung einsetzte. Danach nahm die 

Durchbiegung des Stahlträgers jedoch erneut zu bis sie nach 48 Minuten mit 230 mm ihr 

Maximum erreichte. Dieses Verformungsverhalten war gleichbedeutend mit dem Erreichen 

des Grenztraglastzustandes des beschichteten Stahlträgers (vgl. (2) in Abbildung 5-43 d)). 
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Aus diesem Grund wurde der Hydraulikstrang des beschichteten Trägers abgesperrt, um ein 

weiteres Durchbiegen des Versuchskörpers durch die Pressen zu vermeiden. Nach 74 Minu-

ten erfolgte die vollständige Entlastung des Versuchskörpers, die mit einem Verformungs-

rückgang auf ca. 205 mm einherging (vgl. (3) in Abbildung 5-43 d)). In der darauffolgenden 

Abkühlphase nahm die Durchbiegung des Trägers weiter ab und erreichte zum Ende des 

Versuchs einen Wert von 188 mm.  

 

  

  

Abbildung 5-43: Gemessene Pressenkraft und zugehörige Durchbiegung des belasteten 
Trägers während der Lastaufbringung (a - b) und der Brandbeanspruchung (c - d) 

Die verschiedenen Reaktionsphasen des wasserbasierten Brandschutzsystems sowie die 

Durchbiegung des belasteten Stahlträgers während des Brandversuchs sind bildhaft in Ab-
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bildung 5-44 dargestellt. Darin ist zum einen die Expansion des Brandschutzsystems 

(Schwarzfärbung nach 22 Minuten) sowie quer zur Trägerlängsachse verlaufende Risse im 

reaktiven Brandschutzsystem zu erkennen. Die Weißfärbung des Brandschutzsystems, die 

bereits nach 32 Minuten sehr ausgeprägt war, deutet daraufhin, dass eine kurze Phase der 

effektiven thermischen Schutzwirkung vorlag, da das Brandschutzsystem an der Oberfläche 

bereits thermisch umgesetzt wurde. Die kurze Phase der thermischen Schutzwirkung ist da-

bei auf die geringe Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems zurückzuführen. 

 

Abbildung 5-44: Reaktionszustände des wasserbasierten Brandschutzsystems sowie Durch-
biegungsverhalten des belasteten Trägers 
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Der Grenzzustand der Tragfähigkeit wurde für den belasteten Träger nach 48 Minuten der 

Naturbrandbeanspruchung erreicht. Während sich zu diesem Zeitpunkt die Brandraumtem-

peraturen in der Abkühlphase befanden (maximale Brandraumtemperatur trat bereits nach 

31 Minuten ein), traten im belasteten Träger zu diesem Zeitpunkt die maximalen Quer-

schnittstemperaturen ein. Wie Abbildung 5-45 entnommen werden kann, lagen die höchsten 

Querschnittstemperaturen dabei in der Mitte des Trägers (Achse D). Während im Unter-

flansch eine maximale Stahltemperatur von 584 °C erreicht wurde, lag im Oberflansch die 

Stahltemperatur bei 401 °C. Aufgrund der dreiseitigen Beflammung bildete sich über die Hö-

he des Trägers somit ein Temperaturgradient aus. 

  

  

Abbildung 5-45: Gemessene Querschnittstemperaturen des belasteten Trägers (HE240A) in 
den Messachsen A – D sowie Brandraumtemperaturen 

Mit zunehmender Nähe zum Festlager nehmen die maximalen Querschnittstemperaturen 

des belasteten Trägers ab (vgl. Achse C, B, und A). Der Temperaturgradient über die Höhe 

des Trägers bleibt jedoch bestehen. Da die Temperaturachse A außerhalb des Brandofens 

lag, liegen hier mit maximal 63 °C die geringsten Bauteiltemperaturen vor. In Achse C fiel 

während des Brandversuchs die Temperaturmessstelle am Oberflansch aus. Ersatzweise ist 

hier daher die Temperatur des Lasteinleitungsprofils (vgl. Abbildung 5-40) dargestellt. Trotz 
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der Tatsache, dass das Lasteinleitungsprofil mit Mineralwolle thermisch geschützt wurde, 

liegen hier die Maximaltemperaturen bei 203 °C. 

Nach dem Erreichen des Grenzzustands der Tragfähigkeit und dem Einsetzen der Abkühl-

phase im belasteten Träger findet eine Homogenisierung der Querschnittstemperaturen statt. 

Zum Ende des Versuchs liegen daher mit ca. 205 °C in allen Querschnittsteilen (Ober-

flansch, Steg und Unterflansch) dieselben Temperaturen vor.  

 

Abbildung 5-46: Darstellung des belasteten Trägers (HE240A) nach dem Versuch aus unter-
schiedlichen Blickrichtungen 

Der Zustand des belasteten Trägers nach dem Versuch ist in Abbildung 5-46 dargestellt. 

Darin sind zahlreiche Risse im reaktiven Brandschutzsystem unterschiedlicher Größen er-

kennbar. Diese liegen vorrangig auf der Unterseite des Unterflansches und sind auf die me-

chanisch induzierte Durchbiegung des Trägers zurückzuführen. Hierbei muss jedoch zwi-

schen Rissen unterschieden werden, die bereits während der Expansion des Brand-

schutzsystems entstanden sind und Rissen, die erst bei beim Erreichen des Grenzzustands 

der Tragfähigkeit eintraten. So trat der große Riss im Brandschutzsystem aus Abbildung 

5-46 aller Wahrscheinlichkeit nach erst zum Ende des Brandversuchs ein, was an den Riss-

kanten erkennbar ist. Risse, die während der Expansion bzw. der Schmelzphase des Brand-

schutzsystems entstehen, weisen nämlich filamentartige Rissflanken auf, die auf einen zeit-

lich abhängigen, viskosen Vorgang hindeuten. Ein entsprechendes Beispiel für eine derartige 
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Rissbildung ist in Abbildung 5-47 für die Kante des Unterflansches dargestellt. Die Ursache 

für diesen Riss liegt in der konvexen Form der Flanschkante und dem begrenzten Vermögen 

des Brandschutzsystems in Querrichtung zu expandieren.  

 

Abbildung 5-47: Dokumentation der innerhalb des wasserbasierten Brandschutzsystems 
entstandenen Rissbildung 

Neben den Rissen traten im reaktiven Brandschutzsystem vereinzelt mehrere Zentimeter 

große Blasen auf, die vor allem im Bereich des Festlagers vorzufinden waren (vgl. Abbildung 

5-48). Dabei ließen sich sowohl geschlossene als auch offene Blasen beobachten. Während 

die geschlossenen Blasen üblich für das Expansionsverhalten von reaktiven Brand-

schutzsystemen sind, wurden die Blasen mit Öffnungen erstmalig beobachtet. 

 

Abbildung 5-48: Im Bereich des Festlagers entstandene große Einzelblasen unterschiedli-
cher Formen 
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Auch in den restlichen Teilen des Versuchskörpers (vgl. Oberflansch in Abbildung 5-49) 

konnten derartige Blasen mit nachträglich geschlossenen Öffnungen beobachtet werden. 

Anders als im Bereich des Festlagers waren diese jedoch deutlich kleiner. Zurückführen lässt 

sich diese Form der Blasenbildung möglicherweise auf die viskose Phase des Brand-

schutzsystems, bei der aufgrund der geringen Aufheizgeschwindigkeit des Naturbrandes 

einzelne Blasen in sich zusammenfielen und von dem nachschäumenden Material ausgefüllt 

wurden. Dies stellt jedoch eine Vermutung dar und bedarf weiterer systematischer Untersu-

chungen.  

 

Abbildung 5-49: Am Oberflansch des belasteten Träger entstandene kleine Blasen mit nach-
träglich geschlossenen Öffnungen 

Neben der Dokumentation der Rissbildung und Blasenformen wurde nach dem Versuch zu-

sätzlich die Endschichtdicke der expandierten Schamschicht mithilfe einer Messnadel in 

mehreren Messpfaden entlang des Ober- und Unterflansches sowie des Steges ermittelt. Die 

gemessenen Schaumschichtdicken sowie die daraus berechneten Expansionsfaktoren sind 

in Abbildung 5-50 und Abbildung 5-51 über die Trägerlänge aufgetragen. 

Im Ober- und Unterflansch liegt im Vergleich zu den beiden Stegseiten eine gleichmäßigere 

Schaumschichtdicke des Brandschutzsystems vor. Die Mittelwerte für den Ober- und Unter-

flansch liegen bei ca. 13 bzw. 11 mm. Auch im Steg liegt mit 12 mm eine ähnliche mittlere 

Schaumschichtdicke vor, die jedoch deutlich stärkeren Schwankungen unterliegt. Die Ursa-

che hierfür liegt in der Trockenschichtdicke des Brandschutzsystems begründet. Während 

am Ober- und Unterflansch überschüssiges Material mit einem Hobel entfernt und dadurch 

eine vollflächig gleichmäßige Trockenschichtdicke realisiert wurde, konnte dies im Bereich 

der Walzausrundungen und im Übergangsbereich zum Steg nicht erfolgen. Aus diesem 

Grund lagen hier vergleichsweise ungleichmäßige Trockenschichtdicken vor, die zu der mar-

kanten Ausbildung der Schaumschicht führten.  

Wie Abbildung 5-51 entnommen werden kann, resultieren die Endschichtdicken der 

Schaumschicht, die am Ober- und Unterflansch gemessen wurden, ebenfalls in gleichmäßi-

geren Expansionsfaktoren als im Bereich des Steges. Mit einem mittleren Expansionsfaktor 
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von α = 30,0 liegt die höchste Expansion des Brandschutzsystems dabei im Bereich des 

Oberflansches vor. Der geringste mittlere Expansionsfaktor (α = 24,0) ist hingegen am Unter-

flansch zu finden. Im Steg liegt der mittlere Expansionsfaktor trotz der starken Streuungen 

bei α = 27,5. Ein Vergleich dieser Expansionsfaktoren mit den Ergebnissen der digitalen Ex-

pansionsanalyse für das wasserbasierte Brandschutzsystem verdeutlicht, dass die hier er-

mittelten Werte den Ergebnissen der Temperaturzeitkurve mit konstanter Aufheizgeschwin-

digkeit von 30 K/min gleichzusetzen sind. Somit lässt sich anhand des Großbrandversuchs 

bestätigen, dass das Expansionsverhalten des reaktiven Brandschutzsystems auch im Re-

almaßstab durch die Aufheizgeschwindigkeit der untersuchten Naturbrandkurve und der 

Bauteilmassigkeit beeinflusst wird.    

 

 

 

Abbildung 5-50: Gemessene Schaumschichtdicken des wasserbasierten Brandschutzsys-
tems am Oberflansch, Steg und Unterflansch entlang des belasteten Trägers, beginnend am 
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Abbildung 5-51: Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brandschutzsystems am Ober-
flansch, Steg und Unterflansch in Abhängigkeit der Trägerlänge (Beginn am Loslager) 

Trotz der geringen Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems konnte die Er-

wärmung des belasteten Trägers gegenüber der einwirkenden Naturbrandkurve verzögert 

bzw. reduziert werden. Auf diese Weise konnte mit einer mittleren Trockenschichtdicke von 

365 μm, die für eine Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten infolge ETK dimensioniert wur-

de, die Tragfähigkeit des dreiseitig beflammten Trägers für 48 Minuten im Rahmen des un-

tersuchten Naturbrandes aufrechterhalten werden. Den Untersuchungen lag dabei eine 

Lastausnutzung der Momententragfähigkeit von 60 % bei Raumtemperaturbedingungen zu-

grunde.  
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Unbelasteter Referenzträger (HE240A, Länge: 1.000 mm)  

Um den Einfluss der mechanischen Einwirkungen auf die Leistungsfähigkeit des wasserba-

sierten Brandschutzsystems und die daraus resultierende Erwärmung des belasteten Stahl-

trägers bewerten zu können, wurde im Rahmen des Großbrandversuchs zusätzlich ein unbe-

lasteter Referenzträger (HE240A) mit einer Länge von 1.000 mm untersucht. Um eine Ver-

gleichbarkeit der Brandbeanspruchung sicherzustellen, wurde der Referenzträger in einem 

Abstand von 1.200 mm neben dem belasteten Versuchskörper angeordnet. 

In Analogie zum belasteten Träger erfolgte für den Referenzträger vor dem Versuch die Er-

mittlung der Gesamttrockenschichtdicke mit einem digitalen Schichtdickenmessgerät. Das 

Ergebnis der Messung ist in Abbildung 5-52 dargestellt. Darin ist zu erkennen, dass die mitt-

lere Gesamtschichtdicke der Brandschutzbeschichtung bei 425 μm lag und die Trocken-

schichtdicke der reaktiven Komponente daher 350 μm betrug. Gegenüber dem belasteten 

Träger stellt dies eine um ca. 15 μm geringere Trockenschichtdicke des wasserbasierten 

Brandschutzsystems dar. 

 

Mittlere Trockenschichtdicken 

des wasserbasierten Brand-

schutzsystems: 

Gesamtschichtdicke: 425 μm 

Grundierung: 75 μm 

Reaktive Komponente: 350 μm 

 

Abbildung 5-52: Häufigkeitsverteilung der gemessenen Gesamttrockenschichtdicken des 
unbelasteten, dreiseitig beschichteten Referenzträgers (HE240A) 

Für die Messung der Querschnittstemperaturen des unbelasteten Referenzträgers wurden 

analog zum belasteten Träger Drahtthermoelemente des Typs K verwendet, die in insgesamt 

drei Messachsen (1/3⋅L, 1/2⋅L und 2/3⋅L) am Oberflansch, am Steg und am Unterflansch 

durch Punktschweißen angebracht wurden.  

In Abbildung 5-53 sind die Ergebnisse der Temperaturmessung für den unbelasteten Refe-

renzträger infolge des untersuchten Naturbrandes dargestellt. Darin sind die Querschnitts-

temperaturen in Trägermitte sowie bei Zweidrittel der Trägerlänge dargestellt. In beiden Fäl-

len liegen in den jeweiligen Querschnittsteilen nahezu gleiche Temperaturen vor. Ähnlich wie 

beim belasteten Träger lässt sich über die Höhe des Referenzträgers ein Temperaturgradi-
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ent feststellen. Während die maximale Querschnittstemperatur im Unterflansch bei 603 °C 

liegt, beträgt die Oberflanschtemperatur zum selben Zeitpunkt (46. Minute) ca. 460 °C. Damit 

tritt die maximale Querschnittstemperatur im Referenzträger ca. zwei Minuten früher ein als 

im belasteten Träger. Erkennen lässt sich dies anhand des Vergleichs zwischen der maxima-

len Unterflanschtemperatur und der grau gestrichelten Linie, die den Zeitpunkt repräsentiert, 

an dem die Grenztragfähigkeit des belasteten Stahlträgers erreicht wurde.  

  

Abbildung 5-53: Gemessene Querschnittstemperaturen des unbelasteten Referenzträgers 
(HE240A, L = 1.000 mm) in Trägermitte sowie im zweiten Drittelspunkt  

Da im Referenzträger ca. 20 °C höhere Stahltemperaturen gemessen wurden als im belaste-

ten Träger, lässt sich der Einfluss der mechanischen Einwirkung auf das Erwärmungsverhal-

ten des untersuchten Trägers anhand der gemessenen Temperaturen nicht identifizieren. 

 

Abbildung 5-54: Dokumentation der Rissbildung innerhalb des wasserbasierten Brand-
schutzsystems an der Unterseite des unbelasteten Referenzträgers 
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Insgesamt ähnelt das Erwärmungsverhalten des Referenzträgers sehr dem Erwärmungsver-

halten des belasteten Trägers. 

Auch die Betrachtung der expandierten Schaumschicht liefert zunächst ein ähnliches Bild 

wie beim belasteten Träger. So sind an der Unterseite des Unterflansches zahlreiche Risse 

im RBS erkennbar (vgl. Abbildung 5-54). Bei genauer Betrachtung lässt sich jedoch feststel-

len, dass die Rissbreiten zum einen geringer und die Verläufe zum anderen unregelmäßiger 

sind als beim belasteten Träger. Hier lagen deutlich breitere und senkrecht zu der Träger-

achse verlaufende Risse vor. Daher lässt sich schlussfolgern, dass die am Referenzträger 

beobachteten Risse im reaktiven Brandschutzsystem auf die thermischen Dehnungen des 

Versuchskörpers zurückzuführen sind, während die vereinzelten großen Risse des belaste-

ten Trägers der mechanisch induzierten Durchbiegung zuzuordnen sind.   

 

Abbildung 5-55: Am Ober- und Unterflansch des unbelasteten Referenzträgers entstandene 
Blasenformen des reaktiven Brandschutzsystems  

Das beim belasteten Träger beobachtete Phänomen der Blasenbildung trat auch beim unbe-

lasteten Referenzträger auf. Während an der Unterseite des Oberflansches zahlreiche kleine 

Blasen mit nachträglich geschlossenen Öffnungen identifiziert wurden, lagen auf der Ober-

seite des Unterflansche sowie im Übergangsbereich zu den Walzausrundungen einzelne  

große Blasen vor (vgl. Abbildung 5-55).  

Da die beiden Blasenformen sowohl beim belasteten Träger als auch beim unbelasteten 

Referenzträger auftraten, kann ausgeschlossen werden, dass diese Form der Blasenbildung 

von der mechanischen Einwirkung abhängt. Vielmehr liegt die Vermutung nahe, dass die 

Aufheizgeschwindigkeit des untersuchten Naturbrandes dazu geführt hat, dass sich vor al-

lem die Blasen mit den nachträglich zugeschäumten Öffnungen ausgebildet haben.  
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In Analogie zu dem belasteten Träger wurden im Nachgang zu dem Brandversuch die End-

schichtdicken der expandierten Schaumschicht entlang des Referenzträgers in mehreren 

Messpfaden gemessen. Das Ergebnis der Messung ist in Abbildung 5-56 dargestellt. Anhand 

der Schichtdickenverläufe lässt sich ableiten, dass sich die Kohlenstoffschaumstruktur des 

reaktiven Brandschutzsystems besonders am Ober- und Unterflansch gleichmäßig ausbilde-

te. Hier liegen im Mittel Schaumschichtdicken von 9 mm (Oberflansch) bzw. 8 mm (Unter-

flansch) vor. Im Bereich des Steges beträgt die mittlere Schaumschichtdicke hingegen 

11,5 mm. Insgesamt sind die Schaumschichtdicken des Referenzträgers damit ca. 2 – 3 mm 

geringer als beim belasteten Träger. Hierdurch lässt sich erklären, dass im Referenzträger 

geringfügig höhere Querschnittstemperaturen gemessen wurden.    

 

 

 

Abbildung 5-56: Gemessene Schaumschichtdicken des wasserbasierten Brandschutzsys-
tems am Oberflansch, Steg und Unterflansch entlang des unbelasteten Referenzträgers 
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Die Analyse der Expansionsfaktoren aus Abbildung 5-57 verdeutlicht zudem, dass mit den 

geringeren Endschichtdicken der Kohlenstoffschaumstruktur im Ober- und Unterflansch auch 

geringere Expansionsfaktoren einhergehen. So betragen die Mittelwerte der Expansionsfak-

toren im Ober- und Unterflansch α = 20,0 bzw. α = 21,0. Nur  im Stegbereich liegt mit 

α = 29,0 ein ähnlicher mittlerer Expansionsfaktor vor wie im Falle des belasteten Trägers.  

 

 

 

Abbildung 5-57: Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brandschutzsystems am Ober-
flansch, Steg und Unterflansch in Abhängigkeit der Länge des unbelasteten Referenzträgers  

Insgesamt lässt sich schlussfolgern, dass die Betrachtung des unbelasteten Referenzträgers 

keine Bewertung des Einflusses von mechanischen Einwirkungen auf das Erwärmungsver-

halten des belasteten Trägers zulässt, da die Querschnittstemperaturen im Referenzträger 

aufgrund geringerer Schaumschichtdicken zum Teil höher ausfallen. Gleichwohl lässt sich 

anhand des Vergleichs der Rissformen des belasteten und des unbelasteten Trägers zwi-
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schen mechanisch induzierten und temperaturbedingten Rissen im reaktiven Brand-

schutzsystem unterscheiden. 

Unbelasteter Stützenabschnitt (HE240A, Länge: 1.000 mm)  

Zusätzlich zu den beiden dreiseitig beflammten Trägern wurde im Rahmen des Großbrand-

versuchs auch ein vierseitig beflammter Stützenabschnitt untersucht. Hierdurch sollte der 

Einfluss der Beflammung auf das Erwärmungsverhalten des HE240A-Profils infolge des un-

tersuchten Naturbrandes quantifiziert und bewertet werde. 

Vor der Versuchsdurchführung wurde die Gesamttrockenschichtdicke des reaktiven Brand-

schutzsystems zu 435 μm ermittelt, sodass die Trockenschichtdicke der reaktiven Kompo-

nente 360 μm betrug. Die relative Häufigkeitsverteilung der Gesamttrockenschichtdicke, die 

an insgesamt 112 Messstellen gemessen wurde, ist in Abbildung 5-58 dargestellt. 

 

Mittlere Trockenschichtdicken 

des wasserbasierten Brand-

schutzsystems: 

Gesamtschichtdicke: 435 μm 

Grundierung: 75 μm 

Reaktive Komponente: 360 μm 

 

Abbildung 5-58: Häufigkeitsverteilung der gemessenen Gesamttrockenschichtdicken des 
unbelasteten, vierseitig beschichteten Stützenabschnitts (HE240A) 

Für die Bewertung des Erwärmungsverhaltens des unbelasteten Stützenabschnitts wurden 

in Analogie zu den zuvor vorgestellten Versuchskörpern Drahtthermoelemente des Typs K in 

zwei Messachsen an den Flanschen und dem Steg durch Punktschweißen angebracht. Die 

beiden Messachsen wurden dabei in einer Entfernung von 500 bzw. 800 mm vom Stützen-

fußpunkt ausgehend definiert.  

Die Ergebnisse der Temperaturmessung für den unbelasteten Stützenabschnitt sind in Ab-

bildung 5-59 dargestellt. Darin ist zu erkennen, dass die Erwärmung des Stützenprofils ge-

genüber den beiden untersuchten Trägern deutlich homogener erfolgt. Aufgrund der viersei-

tigen Beflammung stellen sich erwartungsgemäß in allen Querschnittsteilen nahezu diesel-

ben Stahltemperaturen ein. Lediglich im Bereich des Flansches, der zur Ofenwand gerichtet 

ist, stellen sich ab der 32. Minute um ca. 30 – 40 °C geringere Temperaturen ein. Dies hängt 
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mit der Brandraumtemperatur und der Steuerung der Brenner zusammen. Nach ca. 31 Minu-

ten wurde im Versuch die Abkühlphase des Naturbrandes durch das Herabsetzen der Bren-

nerleistung eingeleitet. Dies lässt sich z.B. anhand der Größe der Brennerflammen in Abbil-

dung 5-44 erkennen. Bedingt durch die Reduktion der Brennerflamme wurde der Flansch, 

der zur Ofenwand gerichtet ist, einer geringeren Strahlung ausgesetzt, wodurch die Tempe-

raturen im Flansch langsamer anstiegen als in den restlichen Querschnittsteilen. 

  

Abbildung 5-59: Gemessene Querschnittstemperaturen des unbelasteten Stützenabschnitts 
(HE240A, L = 1.000 mm) bei L = 500 und 800 mm ausgehend vom Stützenfußpunkt  

Insgesamt erwärmt sich der unbelastete Stützenabschnitt gegenüber den beiden Trägern 

etwas stärker. Die maximale Querschnittstemperatur beträgt 612 °C und liegt erwartungs-

gemäß in der oberen Messachse im Bereich des Steges. Die Flanschtemperaturen betragen 

zu diesem Zeitpunkt 607 und 575 °C. Die höhere der beiden Temperaturen liegt dabei im 

brandraumzugewandten Flansch.  

Trotz der vierseitigen Beflammung und der homogenen Erwärmung sind die maximalen 

Querschnittstemperaturen des Stützenabschnitts nicht signifikant höher als die Temperatu-

ren in den dreiseitig beflammten Trägern. 

Hinsichtlich des Rissbildungsverhaltens und der Blasenbildung verhält sich das reaktive 

Brandschutzsystem auf dem Stützenabschnitt in ähnlicher Weise wie bei den zuvor vorge-

stellten Versuchskörpern. So lassen sich z.B. an den Flanschkanten des Stützenabschnitts 

Risse im reaktiven Brandschutzsystem wiederfinden, die während der Expansion entstanden 

sind (vgl. Abbildung 5-60). Zudem liegen unregelmäßige Risse unterschiedlicher Rissbreiten 

auf der brandraumzugewandten Seite des Stützenflansches vor. Diese Risse sind nach ihrer 

Form und Verteilung zu urteilen erst nach dem Vorgang der Expansion entstanden und sind 

auf die thermischen Dehnungen der Stahlstütze sowie dem Schrumpfverhalten des reaktiven 

Brandschutzsystems zurückzuführen. 
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Abbildung 5-60: Am Fußpunkt des unbelasteten Stützenabschnitts entstandene Blasen so-
wie Risse an Flanschkanten im reaktiven Brandschutzsystem 

Die Ausbildung von vereinzelten, großen Blasen mit Öffnungen lag im Falle des unbelasteten 

Stützenabschnitts nur im Bereich des Stützenfußes vor (vgl. Abbildung 5-60), wobei dieser 

Effekt auf der Seite der Ofenwand stärker ausgeprägt war. Daher liegt die Vermutung nahe, 

dass die Ausbildung dieser Blasenform durch mögliche Abschattungseffekte und damit ge-

ringere Erwärmungsgeschwindigkeiten des beschichteten Stahlbauteils begünstigt werden. 

 

Abbildung 5-61: Dokumentation der Rissbildung innerhalb des wasserbasierten Brand-
schutzsystems am brandraumzugewandten Flansch des unbelasteten Stützenabschnitts 
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Von allen untersuchten Versuchskörpern weist der Stützenabschnitt auf der brandraumzu-

gewandten Seite des Flansches die geringsten Schaumschichtdicken auf. Diese wurden 

mithilfe einer Messnadel entlang mehrerer Messpfade ermittelt und sind in Abbildung 5-62 in 

Abhängigkeit der Stützenlänge (beginnend von unten nach oben) dargestellt. Während die 

mittlere Schaumschichtdicke am brandraumzugewandten Flansch 7,0 mm beträgt, weist der 

Flansch, der der Ofenwand zugewandt ist, eine mittlere Schaumschichtdicke von 10,0 mm 

auf. Im Bereich des Steges sind hingegen mittlere Schichtdicken der expandierten Schaum-

struktur von ca. 12,5 mm zu verzeichnen. 

 

 

 

Abbildung 5-62: Gemessene Schaumschichtdicken des wasserbasierten Brandschutzsys-
tems an den Flanschen und am Steg entlang des unbelasteten Stützenabschnitts (von unten 

nach oben) 

Entsprechend der gemessenen Schaumschichtdicken liegen im Bereich des brandraumzu-

gewandten Flansches mit α = 18,0 die geringsten Expansionsfaktoren vor. In Kombination 
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mit den Rissen im reaktiven Brandschutzsystem führen diese geringen Expansionsmaße in 

Stützenmitte dazu, dass die maximalen Temperaturen nicht, wie bei einer vierseitigen Be-

flammung erwartet, im Steg sondern im brandraumzugewandten Flansch auftreten 

(Flansch: 595 °C, Steg: 583 °C). 

 

 

 

Abbildung 5-63: Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brandschutzsystems an den Flan-
schen und am Steg in Abhängigkeit der Höhe des unbelasteten Stützenabschnitts  

Die Auswertung der Ergebnisse für den unbelasteten Stützenabschnitt zeigen insgesamt, 

dass auch im Falle des untersuchten Naturbrandes sich im vierseitig beflammten Stützenpro-

fil eine nahezu homogene Erwärmung einstellt. In der Abkühlphase liegen in allen Quer-

schnittsteilen sogar dieselben Temperaturen vor. 

Ähnlich wie beim unbelasteten Referenzträger bilden sich auch im Falle des Stützenprofils 

Risse im reaktiven Brandschutzsystem, die auf die thermische Dehnung des Stahlprofils so-
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wie das Schrumpfverhalten des reaktiven Brandschutzsystems zurückgeführt werden kön-

nen. 

Die Ausbildung von einzelnen, großen Blasen mit Öffnungen ist im Falle des Stützenprofils 

deutlich weniger ausgeprägt und lässt sich nur im Bereich des Stützenfußes wiederfinden.  

Trotz der vierseitigen Beflammung und ähnlicher Trockenschichtdicke, wie bei den dreiseitig 

beflammten Trägern, sind die maximalen Querschnittstemperaturen des Stützenprofils nur 

geringfügig höher als die Unterflanschtemperaturen der beiden untersuchten Träger. 

Mit einer Trockenschichtdicke von 360 μm war das wasserbasierte Brandschutzsystem in 

der Lage, den vierseitig beflammten Stützenabschnitt vor einer direkten Erwärmung infolge 

des untersuchten Naturbrandes zu schützen. Inwieweit eine Erhöhung der Trockenschichtdi-

cke des wasserbasierten Brandschutzsystems zu einer stärkeren Reduktion der Quer-

schnittserwärmung führt, wird im Rahmen der numerischen Simulationen in Kapitel 6.3.3 

vorgestellt.  

 Zusammenfassung 5.7

Die Ergebnisse des Großbrandversuches zeigen die gemessenen Bauteiltemperaturen von 

geschützten Stahlbauteilen unter realen Bedingungen. Die Messergebnisse konnten zur Ab-

schätzung der Schutzwirkung der betrachteten Brandschutzmaterialien hergezogen werden. 

Zusätzlich sind die temperatur- und lastbedingte Verformungen und Rissbildungen anhand 

der Versuchsergebnisse untersucht worden. Insbesondere bei den gipsgebundenen Platten-

bekleidungen wurden temperaturbedingte Risse und ausgeprägte Fugenbildung erfasst.  

Im Falle der reaktiven Brandschutzsysteme wurde im Großbrandversuch eine wasserbasier-

te Brandschutzbeschichtung untersucht. Hierfür wurde das Brandschutzsystem auf einem 

4.900 mm langen, belasteten Träger sowie auf jeweils einem unbelasteten Träger- und Stüt-

zenabschnitt appliziert. In allen drei Fällen lag die mittlere Trockenschichtdicke des reaktiven 

Brandschutzsystems bei 350 – 365 μm.  

Als thermische Einwirkung wurde die Naturbrandkurve zugrunde gelegt, die in Kapitel 3.4 

ermittelt wurde. Während für die Brandschutzputz- und Brandschutzplattenbekleidung kein 

Grenzzustand der Tragfähigkeit für den jeweiligen belasteten Träger ermittelt werden konnte, 

trat im Falle des reaktiven Brandschutzsystems der Grenzzustand der Tragfähigkeit in der 

Abkühlphase des Naturbrandes nach 48 Minuten ein. Der Grund hierfür lag in der Dimensio-

nierung des Brandschutzsystems, die auf der Grundlage der nationalen Produktzulassung 

für eine Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten infolge Einheits-Temperaturzeitkurve und 

des Profilfaktors für einen dreiseitig beflammten Träger erfolgte. Anders als beim reaktiven 

Brandschutzsystem wurden für den Brandschutzputz und die gipsgebundene Brandschutz-
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platte Bekleidungsdicken von den Herstellern definiert, die eine deutlich höhere Feuerwider-

standsdauer als 30 Minuten widerspiegeln. An dieser Stelle ist daher ausdrücklich daraufhin 

zuweisen, dass eine Vergleichbarkeit der Brandschutzmaterialien im Rahmen des Groß-

brandversuchs nicht zulässig ist und zu falschen Schlussfolgerungen führen würde. So er-

folgte z.B. die Prüfung der gipsgebundenen Brandschutzplattenbekleidung gegenüber den 

anderen beiden Brandschutzmaterialien mit nur einem halb so großen Lastausnutzungsgrad. 

Die Bewertung der einzelnen Brandschutzmaterialien und deren thermisches sowie mecha-

nisches Verhalten infolge der untersuchten Naturbrandkurve sollten daher für jedes Brand-

schutzmaterial einzeln erfolgen. 

So konnte aufgrund des belasteten Trägerversuchs für das reaktive Brandschutzsystem 

festgestellt werden, dass die mechanisch induzierte Durchbiegung des Trägers zu größeren 

Rissen in der expandierten Schaumschicht führte. Anhand der unbelasteten Versuchskörper 

konnte zudem aufgezeigt werden, dass Risse im untersuchten Brandschutzsystem auch 

temperaturbedingt entstehen können, wenn das Brandschutzsystem eine geringe Trocken-

schichtdicke aufweist. 

Neben den Rissen konnte im Rahmen des Großbrandversuchs eine neue Form der Blasen-

bildung identifiziert werden, die in Normbrandversuchen in der Art bisher noch nicht beo-

bachtet wurde. Daher wird die Ausbildung der Blasen mit nachträglich zugeschäumten Öff-

nungen auf die thermische Einwirkung des untersuchten Naturbrandes zurückgeführt. Für 

die Klärung dieses Phänomens sind jedoch weiterführende, systematische Untersuchungen 

erforderlich.  

Die realen Bauteiltemperaturen des realmaßstäblichen Großbrandversuchs können für die 

Validierung des Ingenieurmodells im Kapitel 6 angewendet werden. 
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6 Numerische Untersuchungen 

 Einleitung 6.1

Zur Abschätzung der thermischen Schutzwirkung der untersuchten Brandschutzmaterialien 

unter Naturbrand sind unter Verwendung der Brandschutzingenieurmethoden numerische 

Modelle zur Simulation geschützter Stahlbauteile entwickelt worden. Die experimentellen 

Daten der temperaturabhängigen Materialeigenschaften der Brandschutzmaterialien sind 

dabei in die Ingenieurmodelle eingeflossen. 

Unter Verwendung des Finite Elemente Programms ABAQUS/ CAE 2016 sind bekleidete 

bzw. beschichte Stahlbauteile in zweidimensionale numerische Ingenieurmodelle überführt 

worden. Die experimentellen Daten der thermoanalytischen Untersuchungen aus Kapitel 4 

sowie die des repräsentativen Naturbrandverlaufs der Brandsimulationsberechnung aus Ka-

pitel 3 fanden dabei Eingang in die Numerik. Die Implementierung der temperaturabhängigen 

Materialeigenschaften in das Ingenieurmodell ermöglicht es, die Bauteiltemperaturen beklei-

deter bzw. beschichteter Stahlbauteile zu simulieren. Die Ableitung der temperaturabhängi-

gen Materialkennwerte aus den experimentellen Daten wird im Folgenden dargestellt. Die 

numerischen Modelle können Bauteiltemperaturen von I-Profilen mit kastenförmiger oder 

profilfolgender Brandschutzbekleidungen berechnen. Die sich ergebenen Bauteiltemperatu-

ren während einer Naturbrandbeanspruchung können somit numerisch bestimmt werden. 

Des Weiteren sind die Modelle für belastete und unbelastete Stahlprofile mit den untersuch-

ten Brandschutzmaterialien sowie für eine drei- und vierseitige Naturbrandbeanspruchung 

ausgelegt. Die Ergebnisse der numerischen Untersuchungen wurden durch die gemessenen 

Bauteiltemperaturen aus dem Großbrandversuch, der in Kapitel 5 beschrieben wurde, vali-

diert. Die Ergebnisse der Simulationen im Vergleich zu den realen Messdaten des Groß-

brandversuchs werden im Folgenden dargestellt. 

 Ableitung der thermischen Materialkennwerte 6.2

6.2.1 Brandschutzplatten 

Gipsgebundene Brandschutzplatten 

Die thermischen Materialkennwerte, die in das Ingenieurmodell eingeflossen sind, basieren 

auf den experimentellen Ergebnissen der thermoanalytischen Messverfahren und -methoden 

aus Kapitel 4. Aufgrund der Abhängigkeit der thermischen Materialeigenschaften von der 
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Temperatur sowie der Aufheiz- bzw. Abkühlrate der Naturbrandbeanspruchung unterliegen 

die experimentellen Daten Streuungen. Für das Ingenieurmodell sind temperaturabhängige 

Materialgesetze für die thermischen Materialeigenschaften λ, ρ und cp sowohl für die Auf-

heizphase als auch für die Abkühlrate definiert worden, um die thermische Schutzwirkung 

der betrachteten Brandschutzmaterialien zu simulieren. Die Unsicherheiten der gewählten 

temperaturabhängigen Materialkennwerte sind dabei im Vergleich zu den Modellunsicherhei-

ten des vereinfachten Naturbrandmodells gering. Die experimentellen Materialeigenschaften 

wurden modifiziert, um physikalische und chemische Umwandlungsprozesse abzubilden, 

Phasenumwandlungen zu beschreiben und mögliche Riss- sowie Fugenbildungen abzubil-

den. Die Anpassung der thermischen Materialeigenschaften als thermische Materialkennwer-

te im Ingenieurmodell erfolgte iterativ. Die Wärmeleitfähigkeit λ wurde zunächst mit den Mit-

telwerten der experimentellen Daten angesetzt und davon ausgehend sukzessive erhöht 

bzw. reduziert, da die Wärmeleitfähigkeit ein sensitiver Faktor hinsichtlich der Temperatur-

verteilung eines beflammten Querschnitts darstellt. Für den Hochtemperaturbereich > 600 °C 

sind aufgrund der fehlenden experimentellen Daten die thermischen Materialgesetzte extra-

poliert worden. Ferner wurden Annahmen getroffen, die eine erhöhte Fugen- und Rissbil-

dung der gipsgebundenen Brandschutzplatten im numerischen Modell abbildet. Zusätzlich 

sind die Kurvenverläufe der thermischen Materialgesetze, die in Kapitel 2 aus verschiedenen 

Literaturstellen zusammengetragen worden sind, vergleichend herangezogen worden. Die 

thermischen Materialkennwerte λ, ρ und cp, die den Wärmetransport im Ingenieurmodell be-

rücksichtigen, wurden als temperaturabhängige Materialgesetzte im Ingenieurmodell imple-

mentiert. Für die Gipskartonfeuerschutzplatte sind die temperaturabhängigen Materialgeset-

ze, die den numerischen Untersuchungen zugrunde liegen, in Abbildung 6-1 dargestellt. 

 

Abbildung 6-1: Thermische Materialkennwerte für numerische Untersuchungen einer Gips-
kartonfeuerschutzplatte unter Naturbrand 
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Es erfolgte eine Simplifizierung der experimentellen Daten der temperaturabhängigen Mate-

rialeigenschaften zu thermischen Materialgesetzen für das Ingenieurmodell. Für die Wärme-

leitfähigkeit λ der GKF-Platte wurden die Mittelwerte der TPS-Messung im Mittel um bis zu 

65% reduziert, wobei die λ-Werte weiterhin im unteren Streubereich der TPS-Messungen 

liegen. Für die Aufheizphase sind die Wärmeleitfähigkeiten höher als für die Abhkühlphase 

angesetzt worden, um das die erhöhte Leitfähigkeit des Brandschutzmaterials aufgrund des 

Wassergehalts numerisch abzubilden. Qualitiativ sind die temperaturabhängigen verläufe der 

Wärmeleitfähigkeit für die Aufheizphase und Abkühlphase ähnlich. Ab 500 °C wurde die 

Wärmeleitfähigkeit kontinuierlich erhöht, um temperaturbedingte Fugen- und Rissbildungen 

im Ingenieurmodell abzubilden. Die temperaturabhängige, spezifische Wärmekapazität kann 

hinsichtlich des ausgeprägten Peaks im Temperaturverlauf modifiziert werden, um thermi-

schen bedingte Feuchtetransporte und Dehydratation im Ingenieurmodell abzubilden. Die 

spezifische Wärmekapazität cp wurde gemäß der experimentellen Daten der DSC- Messung 

bis 600°C mit einer Aufheizrate von 20 K/min verwendet, da im Realbrandversuch eine ver-

gleichbare Aufheizrate gefahren wurde. Ab <600 °C wurde eine konstanter Wert für cp ange-

nommen. Für die Abkühlphase wurde ein konstanter Wert von cp = 1.500 J/(kgK) im Ingeni-

eurmodell vorgegeben. In Analogie zu cp wurden für die Rohdichte ρ die experimentellen 

TGA-Daten für eine Aufheizphase von 20 K/min angesetzt. Für die Abkühlphase ist ein kon-

stanter Wert von ρ = 630 kg/m³ (0,78∙ ρ20°C = 807kg/m³) vorgegeben worden.  

Für die Gipsfaserplatte wurden die thermischen Materialgesetze, die im Ingenieurmodell ihre 

Anwendung fanden, ebenfalls von den experimentellen Daten abgeleitet. In Abbildung 6-2 

sind die thermischen Materialgesetze der untersuchten Gipsfaserplatte aufgezeigt. 

 

Abbildung 6-2: Thermische Materialkennwerte für numerische Untersuchungen einer Gipsfa-
serplatte unter Naturbrand 

ρ20°C=1.159 kg/m³ 
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Für die Gipsfaserplatte sind die Mittelwerte der TPS-Messung sowohl für die Aufheizphase 

als auch für die Abkühlphase im Mittel um ca. 30% reduziert worden, um das thermische 

Materialverhalten der Brandschutzplatte numerisch abzubilden. Der temperaturabhängige 

Verlauf von λ liegt dabei weiterhin im Streubereich der TPS-Messungen. Die im Großbrand-

versuch detektierte thermisch induzierte Rissbildung wurde im Ingenieurmodell vereinfacht 

durch eine Erhöhung der Wärmeleitfähigkeiten ab Temperaturen von 500 °C erzielt. Der 

temperaturabhängige Verlauf der spezifischen Wärmekapazität wurde von den DSC-Daten 

(bis 600 °C) mit einer Aufheizgeschwindigkeit von 20 K/min abgeleitet, da im Großbrandver-

such eine Aufheizgeschwindigkeit von ca.16-20 K/min erzielt wurde. Für Temperaturen 

>600 °C lagen keine experimentellen Daten vor, sodass ein konstanter Verlauf von cp vorge-

ben wurde. Für die Abkühlphase wurde ebenfalls ein konstanter Wert von cp = 2000 J/(kgK) 

im Ingenieurmodell vorgegeben. Die Rohdichte wurde im Ingenieurmodell in der Aufheizpha-

se gemäß den TGA Messungen bis 1000°C und einer Aufheizgeschwindigkeit von 20 K/min 

temperaturabhängig vorgegeben. In der Abkühlphase wurde die Rohdichte konstant mit 

ρ = 824 kg/m³ (0.71∙ ρ20°C = 1159 kg/m³) angesetzt.Für die Aufheizphase sinkt die Rohdichte 

in Abhängigkeit der Temperatur, sodass in der Abkühlphase nur eine reduzierte Rohdichte 

angesetzt werden kann. 

Calciumsilikatbasierte Brandschutzplatten 

Für die Brandschutzplattenbekleidung auf Basis von Calciumsilikat sind die thermischen Ma-

terialgesetze ebenfalls von den experimentellen Daten der temperaturabhängigen Materi-

aleigenschaften abgeleitet worden. Im Gegensatz zu den gipsgebundenen Brandschutzplat-

ten sind die temperaturabhängigen Materialgesetzte, die im Ingenieurmodell ihre Anwendung 

fanden, nur geringfühig modifiziert worden. Auf Grundlage der experimentellen Daten sind 

die temperaturabhängigen Materialgesetze für λ, ρ und cp abgeleitet worden. Abbildung 6-3 

zeigt die temperaturabhängigen Materialgesetze für die untersuchte Calciumsilikatplatte, die 

dem Ingenieurmodell zur Bestimmung der Schutzwirkung calciumsilikathaltiger Brandschutz-

plattenbekleidung zu Grund gelegt wurden.  
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Abbildung 6-3: Thermische Materialkennwerte für numerische Untersuchungen einer Calci-
umsilikatplatte unter Naturbrand 

Für die thermischen Materialkennwerte cp, ρ und λ wurden die Mittelwerte der experimentel-

len Daten (TPS, DSC und TGA) verwendet. Der temperaturabhängige Kurvenverlauf für λ 

orientiert sich am Verlauf der Mittelwert der TPS-Messung (vgl. Abbildung 6-3), wurde jedoch 

modifiziert, um das thermische Materialverhalten der Calciumsilikatplatte numerisch besser 

abzubilden. Für den Hochtemperaturbereich > 600 °C lagen keine experimentellen Daten 

vor, sodass die Verläufe der temperaturabhängigen Materialkennwerte extrapoliert wurden. 

Ferner sind in Analogie zur Datenbasis aus Kapitel 2 Annahmen getroffen worden, um die 

horizontale Rissbildung im numerischen Modell zu berücksichtigen. Entsprechend ist die 

Wärmeleitfähigkeit ab 600 °C sukzessiv gehöht worden. Für die thermischen Materialkenn-

werte ρ und cp in der Aufheizphase sind die experimentellen Daten aus DSC und TGA, die 

mit einer Aufheizgeschwindigkeit von 20 K/min ermittelt wurden, verwendet worden. Für die 

Abkühlphase wurde im Ingenieurmodell ein linearer Abfall der spezifischen Wärmekapazität 

von cp = 1.500 J/(kgK) auf cp = 500 J/(kgK) vorgegeben. Die Rohdichte ist in der Abkühlpha-

se konstant zu ρ = 419 kg/m³ (0,83∙ ρ20°C = 505 kg/m³) vorgegeben worden. 

6.2.2 Brandschutzputz 

Die thermischen Materialeigenschaften des Brandschutzputzes wurden ebenfalls anhand 

von thermoanalytischen Messverfahren und Messmethoden ermittelt. Die Überführung der 

experimentellen Daten in das Ingenieurmodell erfolgte zunächst anhand der experimentell 

bestimmten Mittelwerte von λ, ρ und cp. Insbesondere die Wärmeleitfähigkeit wurde dabei 

modifiziert, indem die experimentell ermittelten Mittelwerte sukzessiv erhöht wurden. 
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Die temperaturabhängigen Materialgesetze für den untersuchten Brandschutzputz sind in 

Abbildung 6-4 dargestellt. Sie dienen als Grundlage für das thermische Materialverhalten des 

Brandschutzputzes im Ingenieurmodell. 

 

Abbildung 6-4: Thermische Materialkennwerte für numerische Untersuchungen eines perlit-
halitigen Brandschutzputzes unter Naturbrand 

Für die Wärmeleitfähigkeit in der Aufheizphase wurden die Maxima der experimentellen Da-

ten der TPS-Messungen des perlithaltigen Brandschutzputzes angesetzt. Für die Abkühl-

phase wurde die Wärmeleitfähigkeit gemäß der Mittwerte der TPS-Messung verwendet. Ab 

Temperaturen >600 °C wurde die Wärmeleitfähigkeit erhöht angesetzt, um mögliche Riss- 

und Fugenbildung der Brandschutzplattenbekleidung numerisch abzubilden. Für die thermi-

schen Materialkennwerte ρ und cp in der Aufheizphase sind die experimentellen Daten aus 

TGA und DSC, die mit einer Aufheizgeschwindigkeit von 20 K/min ermittelt wurden, verwen-

det worden. Die Rohdichte wurde in der Aufheizphase temperarturabhängig reduziert und in 

der Abkühlphase zu einen konstanten Wert von 271 kg/m³ (0,96∙ρ20°C=281 kg/m³) gesetzt. 

Der temperaturabhängige Verlauf der spezifischen Wärmekapazität cp wurde gemäß der 

experimentellen Daten angesetzt und ab >600 °C reduziert. Für die Abkühlphase wurde im 

Ingenieurmodell eine konstante Wärmekapazität von cp = 5000 J/(kgK) vorgegeben. 
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6.2.3 Reaktive Brandschutzsysteme 

Für die Durchführung thermischer Simulationen von Stahlbauteilen mit reaktiven Brand-

schutzsystemen bei Naturbrandeinwirkungen wurden die in Abbildung 6-5 dargestellten 

thermischen Materialkennwerte aus den experimentellen Untersuchungen (vgl. Kapitel 4.5) 

abgeleitet. Die Ermittlung der heizratenabhängigen Materialkennwerte erfolgte dabei exemp-

larisch für das wasserbasierte Brandschutzsystem. Da im Rahmen des Großbrandversuchs 

entschieden wurde, die Leistungsfähigkeit des wasserbasierten Brandschutzsystems in einer 

realmaßstäblichen Größenordnung zu untersuchen, werden für die Nachrechnung der Ver-

suchsdaten basierend auf den Ingenieurmethoden die thermischen Materialkennwerte des 

wasserbasierten Brandschutzsystems benötigt. 

  

  

Abbildung 6-5: Thermische Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems für 

die Durchführung der numerischen Simulationen 

Anders als bei den Brandschutzplatten und -putzen muss für die thermischen Simulationen 

reaktiver Brandschutzsysteme neben der Materialdichte, der spezifischen Wärmekapazität 

und der Wärmeleitfähigkeit auch das Expansionsverhalten beschrieben werden. Dies erfolgt 

in den thermomechanisch gekoppelten Simulationen durch die in Abbildung 6-5 a) darge-

stellten Expansionskurven. Diese wurden im Rahmen der digitalen Expansionsanalyse für 

verschiedene Aufheizgeschwindigkeiten ermittelt und stellen geglättete Mittelwerte aus je-

weils zwei Messungen dar. Die Glättung der Mittelwertkurven erfolgte dabei anhand von Po-
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lynomfunktionen höherer Ordnung, die mithilfe des Datenverarbeitungsprogramms Mat-

lab [32] durchgeführt wurde. 

Da im Falle des wasserbasierten Brandschutzsystems die geringsten Expansionsfaktoren für 

eine Aufheizgeschwindigkeit von 30 K/min ermittelt wurden, werden die in Abbildung 6-5 a) 

dargestellte Expansionskurve als unterer Grenzwert für das Expansionsverhalten festgelegt. 

Die für 10 K/min ermittelten Werte werden aus diesem Grund im Rahmen der Simulationen 

nicht weiter berücksichtigt. Dies trifft jedoch nur für das wasserbasierte Brandschutzsystem 

zu. Im Falle des lösemittelhaltigen Brandschutzsystems stellen die Ergebnisse für 10 K/min 

den unteren Grenzwert dar. 

Die temperaturabhängige Materialdichte des wasserbasierten Brandschutzsystems, die bei 

Raumtemperatur 1.400 kg/m³ beträgt, wurde anhand des gemessen Massenänderungs- und 

Volumenänderungsverhaltens in Abhängigkeit der Aufheizgeschwindigkeiten berechnet. 

Während die Massenänderung aus den TGA-Analysen (vgl. Kapitel 4.5.4) abgeleitet wurde, 

erfolgte die Ermittlung der Volumenänderung auf der Grundlage der ermittelten Expansions-

kurven (vgl. Kapitel 4.5.1). Hierbei wurde unterstellt, dass die Volumenänderung primär über 

die unidirektionale Expansion des Brandschutzsystems erfolgt und die Volumenänderung in 

Querrichtung vernachlässigt werden kann. Wie den Kurven aus Abbildung 6-5 b) entnommen 

werden kann, unterliegt die Materialdichte des wasserbasierten Brandschutzsystems einer 

starken Reduktion infolge der thermischen Aktivierung. Bei 400 °C beträgt die Materialdichte 

des wasserbasierten Brandschutzsystems für die untersuchten Aufheizgeschwindigkeiten 

nur noch 15 – 20 kg/m³. Mit der weiteren Temperaturerhöhung findet eine zusätzliche Re-

duktion der Materialdichte statt, die schlussendlich in Werte von 7 – 9 kg/m³ bei 1000 °C re-

sultiert. Die Annahmen von Hollmann [78] und Raveglia [107], dass die Materialdichte reakti-

ver Brandschutzsysteme im aufgeschäumten Zustand 20 kg/m³ bzw. 10 kg/m³ beträgt, sind 

unter Berücksichtigung dieser Ergebnisse somit zutreffend. 

Da im Rahmen der Erwärmungsversuche an beschichteten Stahlplatten nur eine effektive 

Wärmeleitfähigkeit abgeleitet werden kann, wird für die numerischen Simulation des wasser-

basierten Brandschutzsystems eine äquivalente Wärmeleitfähigkeit nach dem Modellansatz 

von Tabeling [122] berechnet, der ursprünglich für die Einheits-Temperaturzeitkurve entwi-

ckelt wurde. Hierfür wird der Berechnungsansatz aus Gleichung (6.1) zugrunde gelegt. Darin 

wird die äquivalente Wärmeleitfähigkeit des Brandschutzsystems in Abhängigkeit der Wär-

meleitfähigkeit des Mediums innerhalb der Poren sowie des Grundmaterials berechnet. Ge-

wichtet werden die beiden Anteile über die Porosität, die sich aus den Expansionskurven 

gemäß Gleichung (6.2) berechnen lässt. Während für das Grundmaterial ein konstanter Wert 

von 1,39 W/(m⋅K) angesetzt wird, erfolgt die Beschreibung der Wärmeleitfähigkeit des Medi-

ums innerhalb der Poren nach dem Ansatz des VDI-Wärmeatlas‘ [119] für Luft. 
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λäq= ψ ⋅ (λP+G + 4 ⋅ σ ⋅ θM 
3

⋅ dx) + (1 - ψ) ⋅ λRBS  (6.1) 

 mit  λP+G: Wärmeleitfähigkeit des Mediums innerhalb der Poren 

       λRBS: Wärmeleitfähigkeit des Grundmaterials 

          dx:  Mittlerer Porendurchmesser 

           ψ:  Porosität 

 θM:  Mittlere Poren-Temperatur 

 σ: Stefan-Boltzmann-Konstante (5,67 ⋅10-8 W/(m²⋅K4)) 

Zusätzlich zu den beiden Wärmeleitungsanteilen wird innerhalb des Berechnungsansatzes 

der Strahlungsanteil innerhalb der Poren berücksichtigt. Hierfür ist ein mittlerer Porendurch-

messer zu definieren, der im Falle des wasserbasierten Brandschutzsystem zu dx = 5 mm 

definiert wurde. 

ψ =  
α-1

α
 (6.2) 

 mit  α: Temperaturabhängiger Expansionsfaktor 

Auf diese Weise wurden die in Abbildung 6-5 c) dargestellten Kurven der Wärmeleitfähigkeit 

für das wasserbasierte Brandschutzsystem ermittelt. Da diese über die Porosität mit den 

Expansionskurven verknüpft sind, setzt die Reduktion der Wärmeleitfähigkeit für höhere Auf-

heizgeschwindigkeiten bei geringeren Temperaturen ein. Auf diese Weise wird für die höhe-

ren Aufheizgeschwindigkeiten das schnellere Einsetzen der thermischen Schutzwirkung be-

schrieben. 

Für die Beschreibung des heizratenabhängigen Wärmespeichervermögens des wasserba-

sierten Brandschutzsystems wurden die in Abbildung 6-5 d) dargestellten Kurven der spezifi-

schen Wärmekapazität aus den DSC-Analysen nach dem Ansatz aus Abbildung 2-44 be-

rechnet. Da im Rahmen der DSC-Analysen das Wärmespeicherverhalten des wasserbasier-

ten Brandschutzsystems für die Aufheizgeschwindigkeiten von 5, 10 und 20 K/min ermittelt 

wurde, erfolgte die Bestimmung der spezifischen Wärmekapazität für die Aufheizgeschwin-

digkeiten von 30, 50 und 70 K/min anhand einer Extrapolation. 

Die Definition der thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems 

erfolgt zunächst nur für die Aufheizphase. Wie die thermischen Materialkennwerte im Falle 

einer Abkühlphase definiert werden, wird in Kapitel 6.3.3 detailliert erläutert. Danach erfolgt 

ein Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Ergebnissen aus dem Großbrandversuch. 

Auf diese Weise wird überprüft, inwieweit die im Labormaßstab ermittelten Materialkennwer-

te des reaktiven Brandschutzsystems auf den Maßstab eines Großbrandversuchs übertra-

gen werden können. 
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 Simulationsmethoden und Parameter 6.3

Für die Bemessung der thermischen Schutzwirkung von bekleideten Stahlbauteilen ist die 

Kenntnis der Temperaturverteilung im Querschnitt erforderlich. Die Berechnung der Bauteil-

temperaturen erfolgt mit einer thermischen Analyse. Der thermischen Analyse liegt ein insta-

tionäres Wärmeleitproblem zu Grunde, dass durch die Fouriergleichung beschrieben werden 

kann. 

Für den zweidimensionalen Anwendungsfall lautet die Fouriergleichung wie folgt 

 

𝜹

𝜹𝒙
∙ (𝝀 ∙

𝜹𝑻

𝜹𝒙
) +

𝜹

𝜹𝒚
∙ (𝝀 ∙

𝜹𝑻

𝜹𝒚
) − 𝝆 ∙ 𝒄𝒑 ∙

𝜹𝑻

𝜹𝒕
= −𝒒̇   (6.1) 

mit    ρ  Rohdichte 

c  Spezifische Wärmekapazität 

λ  Wärmeleitfähigkeit 

T  Temperatur 

x, y  Weg in Richtung der Koordinatenachse 

t  Zeit 

Aufgrund der temperaturabhängigen Materialkennwerte ergibt sich ein nichtlineares, partiel-

les Gleichungssystem, das sich mit numerischen Ansätzen berechnen lässt. Die Terme der 

Differenzialgleichung verdeutlichen die Bedeutung der Wärmeleitfähigkeit λ für die Wärme-

ströme sowie der spezifischen Wärmekapazität cp und der Rohdichte ρ für die Wärmespei-

cherung. Für die Berechnung eines durch ein Naturbrandszenario beanspruchtes Stahlbau-

teil ist die Kenntnis des temperaturabhängige Materialverhaltens sowohl für die Aufheizpha-

se als auch für eine Abkühlphase erforderlich. Die temperaturabhängigen Materialgesetze 

aus Kapitel 6.2 finden dementsprechend Anwendung in dem im Folgenden dargestellten 

Ingenieurmodell. 

6.3.1 Brandschutzplatten 

Zur Bestimmung der thermischen Schutzwirkung von Stahlbauteilen mit Brandschutzplatten 

sind zweidimensionale Finite Elemente-Modelle (FE-Modelle) entwickelt worden. Die Modelle 

können die Temperaturentwicklung von unbelasteten als auch belasteten, geschützten 

Stahlbauteilen unter vier- bzw. dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung simulieren. In einem 

ersten Schritt wurden thermisch-transiente Analysen durchgeführt, in der die Tempera-

turentwicklung im Querschnitt durch die thermischen Einwirkungen eines Naturbrandes un-

tersucht wurde. Die thermisch- transiente Analyse erfolgte in zwei Simulationsdurchläufen 



250  Numerische Untersuchungen 

 

und berücksichtigt den Wärmetransport im Ingenieurmodell. Ein gekoppelter Wärme- und 

Feuchtetransport wird nicht betrachtet. In einem ersten Simulationsdurchlauf sind die thermi-

schen Materialkennwerte für die Aufheizphase vorgegeben worden. Die Ermittlung der Bau-

teiltemperaturen erfolgte bis zur maximalen Temperatur der vorgegebenen Naturbrandbean-

spruchung. Im Anschluss wurden die erzielen Bauteiltemperaturen als Eingangswerte in den 

zweiten Simulationsdurchlauf eingespeist, der die Abkühlphase und die damit verbundene 

Änderungen der thermischen Materialkennwerte simulierte.  

Für ein unbelastetes, bekleidetes Stahlbauteil wurde ein mit Brandschutzplatten vierseitig 

bekleidetes Stahlprofil (HEA 240) als zweidimensionales FE-Modell modelliert. Die Brand-

schutzplatte wurde vierseitig und kastenförmig im Modell angeordnet, wobei die Brand-

schutzplatte einlagig mit einer Dicke von 20 mm für calciumsilikatbasierte bzw. 15 mm für 

gipsbasierte Brandschutzplatten modelliert wurde. Mögliche Eckschutzschienen, Klammern 

oder Befestigungsmittel wurden im numerischen Modell nicht berücksichtigt. Für einen belas-

ten Stahlträger mit Brandschutzplatten wurde ebenfalls ein zweidimensionales FE-Modell 

erzeugt. Das Stahlprofil HEA 240 wurde dabei dreiseitig, kastenförmig mit einer 20 mm di-

cken Calciumsilikatplatte bzw. 15 mm für gipsbasierte Brandschutzplatten modelliert. Bei der 

dreiseitigen Naturbrandbeanspruchung wurde zum Schutz der brandabgewandten Seite eine 

Porenbetondeckenplatte d = 150 mm angeordnet. Die thermischen Materialeigenschaften 

des Porenbetonsteins wurden im Ingenieurmodell als konstante Werte angenommen. Die 

thermischen Materialeigenschaften von Porenbeton gemäß Herstellerangaben zeigt Tabelle 

6-1.  

Tabelle 6-1: Thermische Materialeigenschaften des Porenbetons gemäß Hersteller 

Thermische Materialkennwerte  Porenbeton 

Wärmeleitfähigkeit λ 0,12 W/m∙K 

Spezifische Wärmekapazität cp 1100 J/kg∙K 

Rohdichte ρ 550 kg/m³ 

 

Der Wärmeübergang zwischen dem Stahlprofil und der Brandschutzplattenbekleidung sowie 

der Abdeckung aus Porenbeton wurde als ideal angenommen. Die Naturbrandbeanspru-

chung wurde drei bzw. vierseitig auf das bekleidete Stahlbauteilen und die Unterseite der 

Ofenabdeckung aufgebracht. Als Naturbrandbeanspruchung wurde der in Kapitel 3 ermittelte 

Naturbrandverlauf, der im Großbrand als thermische Brandeinwirkung gewählt wurde, vor-

gegeben. Im numerischen Modell sind für die thermische Einwirkung (Naturbrand) ein Emis-

sionsgrad von 0,7 für die Brandschutzbekleidung angesetzt worden. Gemäß den Empfeh-
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lungen der DIN EN 1991-1-2 (2010) wurde der Wärmeübergangskoeffizient bei Naturbrän-

den auf αc = 35 W/(m²⋅K) eingestellt. Das thermische Materialverhalten des Stahlprofils 

HEA240 wurde anhand der in DIN EN 1993-1-2 (2010) angegebener, temperaturabhängiger 

Materialeigenschaften modelliert. Für die Oberfläche der Porenbetonabdeckung (brandab-

gewandte Seite) wurde bei konstanter Außentemperatur ein Emissionsgrad von 0,7 und ein 

Wärmeübergangskoeffizient von αc = 10 W/(m²⋅K) (vgl. Keerthan [87] und Thomas [123]) 

angenommen. Im Ingenieurmodell wurde der sich ergebene Hohlraum zwischen dem ge-

schützten Stahlprofil und der Brandschutzplattenbekleidung als luftgefüllter Hohlraum imple-

mentiert. Die temperaturabhängigen Materialeigenschaften von Luft wurden nach Raznjevie 

[107] und Hohm [77] angesetzt, um die Wärmeleitung im Hohlraum abzubinden Zur 

Berücksichtigung der Wärmestrahlung im Hohlraum wird zusätzlich ein gegenüber der 

Brandschutzplatte (ε = 0,7) erhöhter Emissionsgrad von 0,8 angesetzt, um vereinfacht die 

Konvektion mit zu berücksichtigen. Im Vergleich zur Wärmestrahlung wird die Konvektion 

von Schleifer [112] und Cooper [59] als sehr gering beschrieben, sodass die Konvektion im 

Hohlraum nicht vertiefend berücksichtigt wurde. 

Die Modellierung des zweidimensionalen Modells erfolgte mit DC2D4-Elementen (4 - nodes 

linear brick) unter Anwendung des heat transfer model. Im numerischen Modell wurde ein 

Berechnungsnetz mit quad-Elementen verwendet, das im Bereich des Brandschutzputzes 

verfeinert wurde. Die Ingenieurmodelle für bekleidete Stahlbauteile (Profil HEA 240) zeigt 

Abbildung 6-6. 

 

Abbildung 6-6: Finite-Elemente Modell eines bekleideten Stahlbauteils mit Brandschutzplat-
tenbekleidung unter (a) vierseitiger und (b) dreiseitiger Naturbrandeinwirkung 
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6.3.2 Brandschutzputz 

Zur Berechnung der thermischen Schutzwirkung von Stahlbauteilen mit Brandschutzputz 

sind zweidimensionale FE-Modelle entwickelt worden. Für ein unbelastetes mit Brand-

schutzputz geschütztes Stahlbauteil wurde ein Stahlprofil HEA 240 profilfolgend mit 15 mm 

Brandschutzputz modelliert, der während der Simulation vierseitig einer Naturbrandbean-

spruchung ausgesetzt wurde. Ein belasteter Stahlträger mit Brandschutzputz wurde eben-

falls als Stahlprofil HEA 240 mit 15 mm Brandschutzputz (profilfolgend) umgesetzt. Zusätz-

lich wurde am Modell eines belasteten, geschützten Stahlträgers eine Porenbetondecken-

platte zum Schutz der brandabgewandten Seite vorgesehen. Die Naturbrandbeanspruchung 

wurde am geschützten Stahlprofil dreiseitig, sowie an der Unterkante der Porenbetonde-

ckenplatte angesetzt. Der Übergang zwischen dem Stahlprofil und dem Brandschutz sowie 

der Porenbetonplatte wurde dabei als ideal angenommen. Die thermischen Materialkennwer-

te für das Stahlprofil erfolgten gemäß DIN EN 1993-1-2 (2010) [6]. Die temperaturabhängi-

gen Materialgesetze für den Brandschutzputz wurden, wie in Kapitel 6.2.2 beschrieben, vor-

gegeben. Für die Porenbetondeckenplatte wurden konstante thermische Materialkennwerte 

gemäß dem numerischen Modell mit Brandschutzplatten implementiert. Als Naturbrandbe-

anspruchung wurde der in Kapitel 3 ermittelte Naturbrandverlauf, der im Großbrandversuch 

als thermische Brandeinwirkung gewählt wurde, vorgegeben. Im numerischen Modell sind für 

die thermische Einwirkung (Naturbrand) ein Emissionsgrad von 0,7 für die Brandschutzbe-

kleidung angesetzt worden. Gemäß den Empfehlungen der DIN EN 1991-1-2 (2010) [6] wur-

de der Wärmeübergangskoeffizient bei Naturbränden auf αc = 35 W/(m²⋅K) eingestellt. Für 

die Oberfläche der Porenbetonabdeckung (brandabgewandte Seite) wurde bei konstanter 

Außentemperatur ein Emissionsgrad von 0,7 und ein Wärmeübergangskoeffizient von 

αc = 10 W/(m²⋅K) angenommen. 

Die thermisch- transiente Analyse zur Berechnung der Stahltemperaturen und Bestimmung 

der thermischen Schutzwirkung wurde in zwei Schritten durchgeführt. Für die Aufheizphase 

wurde ein erster Simulationsdurchlauf bis zum Erreichen der maximalen Temperaturen der 

Naturbrandbeanspruchung durchgeführt. Im Anschluss erfolgte ein zweiter Simulations-

durchlauf, der als Eingangswert die Temperaturen des ersten Simulationsdurchlaufs ver-

wendete. Die Aufheiz- und Abkühlphase erfolgte in zwei Simulationsdurchläufen, da die 

thermischen Materialkennwerte in Abhängigkeit der Temperatur für die Aufheiz- und Abkühl-

phase in ABAQUS/ CAE getrennt eingegeben werden mussten. Die Modellierung des zwei-

dimensionalen Modells erfolgte mit DC2D4-Elementen (4 - nodes linear brick) unter Anwen-

dung des heat transfer models. Im numerischen Modell wurde ein Berechnungsnetz mit 

quad-Elementen verwendet, das im Bereich des Brandschutzputzes verfeinert wurde.  
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Das FE-Modell für geschützte Stahlbauteile (Profil HEA 240) mit Brandschutz zeigt Abbil-

dung 6-7. 

 

Abbildung 6-7: Finite-Elemente-Modell für bekleidete Stahlbauteile mit Brandschutzputz un-
ter (a) vierseitiger und (b) dreiseitiger Naturbrandeinwirkung 

6.3.3 Reaktive Brandschutzsysteme 

Für die Beschreibung der thermischen Schutzwirkung reaktiver Brandschutzsysteme bei 

Naturbrandeinwirkungen werden thermomechanisch gekoppelte Analysen im Finite-

Elemente Programm Abaqus durchgeführt. Anders als bei Brandschutzplatten oder -putzen, 

muss die Analyse für reaktive Brandschutzsysteme vollgekoppelt erfolgen, da die Expansion 

des Brandschutzsystems explizit über den thermischen Wärmeausdehnungskoeffizient mo-

delliert wird. Der Wärmeausdehnungskoeffizient stellt in Abaqus eine mechanische Größe 

dar und ändert sich in Abhängigkeit der Temperaturentwicklung innerhalb des Brand-

schutzsystems. Daher müssen die thermischen und mechanischen Feldgrößen im gleichen 

Berechnungsschritt ermittelt werden. Sequentiell gekoppelte Analysen sind daher in diesem 

Fall nicht zulässig. 

Die Validierung der thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsys-

tems erfolgt anhand der im Großbrandversuch untersuchten Träger- und Stützenprofile. 

Beim mechanisch belasteten Träger haben sich im Versuch im Grenzzustand der Tragfähig-

keit Risse in der Schaumschicht des wasserbasierten Brandschutzsystems eingestellt. Die-

ses Verhalten kann aktuell im Rahmen von numerischen Simulationen nicht abgebildet wer-

den. Aus diesem Grund erfolgen die numerischen Simulationen ausschließlich für die unbe-

lasteten Prüfkörper. Hierdurch wird der Fokus auf die korrekte Beschreibung des thermi-

schen Verhaltens des reaktiven Brandschutzsystems bei Naturbrandeinwirkungen gelegt. 
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Der Einfluss zusätzlicher Rissbildungen auf die Temperaturentwicklung innerhalb beschich-

teter Bauteile wird zunächst nicht näher betrachtet.  

Der Aufbau der der zweidimensionalen Finite-Elemente Modelle erfolgt für den Stützen- und 

Trägerabschnitt in gleicher Weise. Aus diesem Grund wird die Modellbildung im Folgenden 

exemplarisch anhand des unbelasteten Trägers erläutert. 

Der Querschnitt des Trägerabschnitts besteht aus einer Porenbetonplatte mit einer Dicke 

von 150 mm und einer Breite von 600 mm, die oberhalb eines HE240A-Trägers angeordnet 

wird. Komplementiert wird der Querschnitt durch das reaktive Brandschutzsystem, das mit 

einer Trockenschichtdicke von 350 μm profilfolgend modelliert wird. Die Applikation des 

Brandschutzsystems auf dem Stahlprofil erfolgt dreiseitig. Diskretisiert wird der gesamte 

Querschnitt mit zweidimensionalen Schalenelementen des Typs CPE4T. Aus Gründen der 

Anschaulichkeit ist das zweidimensionale Modell des Trägers in Abbildung 6-8 in Form einer 

extrudierten Isometrie dargestellt.  

 

Abbildung 6-8: Zweidimensionales Finite-Elemente-Modell des beschichteten HE240A-
Trägers mit dreiseitiger Beflammung und Definition der Expansionsrichtungen 

Zwischen dem Stahlprofil und dem reaktiven Brandschutzsystem sowie zwischen dem 

Stahlprofil und der Porenbetonplatte wird jeweils ein idealer Wärmeübergang definiert. Als 

thermische Einwirkung wird die im Brandversuch gemessene Naturbrandkurve auf die Un-
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terseite der Porenbetonplatte und profilfolgend auf die Oberfläche des reaktiven Brand-

schutzsystems aufgebracht. Für das Brandschutzsystem wird ein Emissionsgrad von ε = 0,8 

und für die Porenbetonplatte ein Wert von ε = 0,7 definiert. Die Beschreibung des konvekti-

ven Wärmeübergangs erfolgt über die Definition eines konstanten Wärmeübergangskoeffi-

zienten von αc = 35 W/(m²⋅K) gemäß DIN EN 1991-1-2 [4] für Naturbrände.  

Die thermischen Materialkennwerte von Stahl werden nach DIN EN 1993-1-2 [6] temperatur-

abhängig für die Aufheiz- und Abkühlphase definiert. Die Beschreibung der thermischen 

Verhaltens der Porenbetonplatte erfolgt hingegen mit konstanten Werten (ρ = 550kg/m³, 

cp = 1.100 J/(kg⋅K) sowie λ = 0,12 W/(m⋅K)) nach Herstellerangaben. 

Um die thermische Schutzwirkung des wasserbasierten Brandschutzsystems beschreiben zu 

können, werden die thermischen Materialkennwerte aus Kapitel 6.2.3 zugrunde gelegt. Für 

die Differenzierung zwischen der Aufheiz- und Abkühlphase wurde ein Modellierungsverfah-

ren entwickelt, das schematisch in Abbildung 6-9 dargestellt ist. 

 

Abbildung 6-9: Schematische Darstellung des Modellierungsverfahrens zur Beschreibung 
der thermischen Materialkennwerte von reaktiven Brandschutzsystemen in der Aufheiz- und 

Abkühlphase eines Naturbrandes 

Während für die Aufheizphase die thermischen Materialkennwerte aus Abbildung 6-5 in ta-

bellarischer Form eingegeben werden, wird für die Abkühlphase eine zusätzliche Feldvariab-

le (kurz: FV, vgl. Abbildung 6-9) innerhalb der User Subroutine USDFLD definiert. Ist die 

Temperaturänderung an einem Elementknoten zwischen zwei Berechnungsinkrementen 

positiv (∆θ > 0), wird die Feldvariable zu Null gesetzt und die Berechnung des Temperatur-

feldes erfolgt auf der Grundlage der tabellierten Materialkennwerte. Tritt innerhalb der Be-
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rechnung jedoch eine negative Temperaturänderung ein (∆θ < 0), die im Falle eines Natur-

brandes der Abkühlphase entspricht, nimmt die Feldvariable die Größenordnung der Tempe-

ratur ein, die zuletzt vor dem Eintreten der Abkühlphase an einem Elementknoten vorlag. Mit 

dieser Temperatur werden anschließend die thermischen Materialkennwerte ermittelt und für 

den restlichen Verlauf der Abkühlphase konstant belassen.  

Die Beschreibung des Expansionsverhaltens erfolgt separat in einer weiteren User Subrouti-

ne, die als UEXPAN bezeichnet wird. Diese hat gegenüber der tabellarischen Eingabe der 

Expansion den Vorteil, dass mehrere Expansionskurven gleichzeitig definiert werden kön-

nen. Je nach vorherrschender Aufheizgeschwindigkeit wird so die Expansionskurve ausge-

wählt, mit der das inkrementelle Aufschäummaß berechnet wird. Analog zur USDFLD wird 

auch hier zunächst über eine knotenbasierte Abfrage die Temperaturänderung zwischen 

zwei Berechnungsinkrementen ermittelt. Ist diese positiv (∆θ > 0), findet innerhalb des 

Brandschutzsystems eine Expansion statt. Dabei wird das inkrementelle Expansionsmaß 

mithilfe von Gleichung (6.3) als thermischer Wärmeausdehnungskoeffizient (αT,i) in Abhän-

gigkeit der heizratenabhängigen Expansionskurven aus Abbildung 6-5 berechnet.  

 αT,i =  

ln (
αi

α
i-1

)

∆θ
 (6.3) 

 mit  αi:  Heizratenabhängiger Aufschäumfaktor im Inkrement i 

       αi-1:  Heizratenabhängiger Aufschäumfaktor im Inkrement i-1 

 ∆θ:  Temperaturänderung an einem Elementknoten im Inkrement i 

Tritt an einem Elementknoten hingegen eine negative Temperaturänderung (∆θ < 0) auf, wird 

das Expansionsmaß des reaktiven Brandschutzsystems zu Null gesetzt. Auf diese Weise 

wird unterstellt, dass in der Abkühlphase keine Schichtdickenänderung des Brandschutzsys-

tems auftritt. Auf diese Weise wird die Expansion des Brandschutzsystems innerhalb dersel-

ben Analyse sowohl für die Aufheiz- als auch für die Abkühlphase definiert. Die Expansions-

richtung wird dabei grundsätzlich senkrecht zur Oberfläche des Stahlbauteils angenommen 

(vgl. Abbildung 6-8).  

Weitere Hinweise zu dem Modellierungsverfahren können Weisheim et al. [135] entnommen 

werden. 
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 Nachrechnung des großmaßstäblichen Versuchs 6.4

6.4.1 Brandschutzplatten 

Zur Validierung des Ingenieurmodells für bekleidete Stahlbauteile sind die experimentellen 

Daten des Großbrandversuchs aus Kapitel 5 herangezogen worden. 

Gipsgebundene Brandschutzplatten 

Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten für ein unbelastetes 

Stahlbauteil HEA 240 mit Gipsfaserplatten (d =15 mm, kastenförmig) unter vierseitiger Na-

turbrandbeanspruchung ist in Abbildung 6-10 dargestellt. Es werden sowohl die berechneten 

als auch die experimentell ermittelten Steg- und Flanschtemperaturen für die Aufheiz- und 

Abkühlphase dargestellt. Zu Vergleichszwecken wird zusätzlich das Simulationsergebnis mit 

konstanten Materialkennwerten für gipsgebundene Brandschutzplatten nach DIN EN 1993-

 1- 2/NA (2010) [7] gezeigt. 

 

Abbildung 6-10: Vergleichende Darstellung der Simulationsergebnisse und den experimen-
tellen Versuchsdaten (Stahlprofil HEA 240 mit 15 mm Gipsfaserplatte) der Stahlbautempera-

turen am Steg (oben) und an den Flanschen (unten) 
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Anhand der Abbildung 6-10 wird deutlich, dass das FE-Modell mit temperaturabhängigen 

Materialkennwerten realistischere Bauteiltemperaturen berechnet. Eine Simulation mit kon-

stanten Materialkennwerte nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] führen bei einer vierseitigen 

Naturbrandbeanspruchung zu sehr konservativen Ergebnissen, die die Stahltemperaturen 

deutlich überschätzen. Der Vergleich zeigt weiterhin, dass die Simulationsergebnisse in gu-

ter Übereinstimmung mit den experimentellen Versuchsdaten sind. Lediglich die Stegtempe-

ratur (Abbildung 6-10 (oben)) in der Aufheizphase wird zwischen der 30. bis 40 Minute mit 

ΔT = 20 °C leicht unterschätzt. Ferner kann die Simulation das Plateau der experimentellen 

Stahltemperaturen, das sich aufgrund der thermischen Schutzwirkung der Bekleidung ergibt, 

nicht genau abbilden. In der Abkühlphase zeigt sich bei den Temperaturen an den Flanschen 

eine Differenz von ΔT = 45 °C der Simulationsergebnisse mit den experimentellen Ver-

suchsdaten. Ebenso wird zwischen der 40. bis 60. Minute die Stegtemperaturen mit 

ΔT = 30 °C überschätzt. Das FE-Modell liegt dabei jedoch auf der sicheren Seite. 

 

 

Abbildung 6-11: Vergleichende Darstellung der Simulationsergebnisse und den experimen-
tellen Versuchsdaten (Stahlprofil HEA 240 mit 15 mm Gipskartonfeuerschutzplatte) der 

Stahlbautemperaturen am Steg (oben) und an den Flanschen (unten) 
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Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten für ein unbelastetes 

Stahlbauteil mit Gipskartonfeuerschutzplatte (d =15 mm, kastenförmig) unter vierseitiger Na-

turbrandbeanspruchung zeigt Abbildung 6-11. Aufgrund der relativ homogenen Temperatur-

verteilung werden die Temperaturen im Ober- und Unterflansch zusammengefasst. Es wer-

den die experimentellen Stahl- und Flanschtemperaturen mit den simulierten Stahltempera-

turen verglichen. Ferner wird das Simulationsergebnis mit konstanten Materialkennwerten für 

gipsbasierte Brandschutzbekleidung nach DIN EN 1993 -1 -2/NA (2010) [7] gezeigt. 

Der Vergleich der berechneten und experimentell bestimmten Stahltemperaturen eines mit 

Gipskartonfeuerschutzplatte geschützten Stahlprofils zeigt, dass das FE-Modell eine realisti-

sche Berechnung der thermischen Schutzwirkung ermöglicht. Die Simulationsergebnisse mit 

temperaturabhängigen Materialkennwerten in der Aufheiz- und Abkühlphase stimmen gut mit 

den experimentellen Stahltemperaturen überein. In der Aufheizphase werden die Flansch-

temperaturen (vgl. Abbildung 6-11 (unten)) realitätsnah berechnet, wohingegen die Stegtem-

peratur (vgl. Abbildung 6-11 (oben)) um ΔT = 22 °C leicht unterschätzt werden. Des Weiteren 

wird anhand der Ergebnisse deutlich, dass eine temperaturabhängige Formulierung der 

thermischen Materialkennwerte für die Aufheiz- und Abkühlphase im Gegensatz zu konstan-

ten Materialkennwerten realistischere Ergebnisse liefert. Die Simulationsergebnisse mit kon-

stanten Materialkennwerten nach DIN EN 1993- 1-2 /NA [7] führte zur Überschätzung der 

Stahlbautemperaturen und lieferten somit konservative Ergebnisse. 

Neben den unbelasteten Stahlprofilen unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung wurden 

auch belastete Stahlprofile mit Brandschutzplatten unter dreiseitiger Naturbrandbeanspru-

chung simuliert. Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten für 

ein belastetes Stahlbauteil mit Gipskartonfeuerschutzplatte (d =15 mm, kastenförmig) unter 

dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung zeigt Abbildung 6-12. 
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Abbildung 6-12: Vergleichende Darstellung der Simulationsergebnisse und den experimen-
tellen Versuchsdaten (Stahlprofil HEA 240 mit 15 mm Gipskartonfeuerschutzplatte, dreiseiti-
ger Naturbrand) der Stahlbautemperaturen am Steg (Oben), am Unterflansch (Mitte) und am 

Oberflansch (Unten) 
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Die Ergebnisse in Abbildung 6-12 zeigen, dass bei einer dreiseitigen Naturbrandbeanspru-

chung unter Berücksichtigung temperaturabhängiger Materialkennwerte für die Aufheiz- und 

Abkühlphase realistischere Stahlbautemperaturen berechnet werden können. Die Simulation 

mit konstanten Materialkennwerten für gipsgebundene Brandschutzplatten nach 

DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] erzielen deutlich höhere Werte. In der Aufheizphase unter-

schätzt das Ingenieurmodell im Steg (Abbildung 6-12 (Oben)) und im Unterflansch 

(Abbildung 6-12 (Mitte)) die realen Stahlbautemperaturen bis zu ΔT = 27 °C. Die Simulation 

erzielt ansonsten konservative Ergebnisse. In der Abkühlphase überschätzt das Ingenieur-

modell die Oberflanschtemperaturen (Abbildung 6-12 (Oben)) um bis zu ΔT = 72 °C. Für den 

Steg und Unterflansch ist eine gute Übereinstimmung mit den experimentellen Stahltempera-

turen zu erkennen. Lediglich ab der 80 Minute werden die Stahltemperaturen von der Simu-

lation überschätzt. Die Simulationsergebnisse zeigen nahezu konstante Temperaturen, wäh-

rend die realen Steg- und Flanschtemperaturen kontinuierlich sinken. 

Calciumsilikatbasierte Brandschutzplatten 

Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten für ein unbelastetes 

Stahlbauteil mit Calciumsilikatplatte (d =20 mm, kastenförmig) unter vierseitiger Naturbrand-

beanspruchung zeigt Abbildung 6-13. Es werden sowohl die berechneten als auch die expe-

rimentell ermittelten Steg- und Flanschtemperaturen für die Aufheiz- und Abkühlphase dar-

gestellt. Zu Vergleichszwecken wird zusätzlich das Simulationsergebnis mit konstanten Ma-

terialkennwerten für die untersuchte Calciumsilikatplatte gemäß Herstellerangaben gezeigt. 

Anhand der Ergebnisse in Abbildung 6-13 wird deutlich, dass das Ingenieurmodell mit tem-

peraturabhängigen Materialkennwerten für die Aufheiz- und Abkühlphase deutlich realisti-

schere Ergebnisse erzielt als mit konstanten Materialkennwerten. Die Steg- und Flansch-

temperaturen der Simulation stimmen gut mit den experimentell bestimmten Stahltemperatu-

ren überein. Sowohl die Stegtemperaturen (Abbildung 6-13(oben)) als auch die Flanschtem-

peraturen (Abbildung 6-13(unten)) können durch das Ingenieurmodell realistisch berechnet 

werden. 
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Abbildung 6-13: Vergleichende Darstellung der Simulationsergebnisse und den experimen-
tellen Versuchsdaten (Stahlprofil HEA 240 mit 20 mm Calciumsilikatplatte) der Stahlbautem-

peraturen am Steg (oben) und an den Flanschen (unten) 

6.4.2 Brandschutzputz 

Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten für ein unbelastetes 

Stahlbauteil mit Brandschutzputz (d =15 mm, profilfolgend) unter vierseitiger Naturbrandbe-

anspruchung zeigt Abbildung 6-14. Die Simulationsergebnisse werden im Vergleich zu den 

experimentell bestimmten Stahltemperaturen aufgetragen. Zu Vergleichszwecken ist zusätz-

lich das Simulationsergebnis mit konstanten Materialienkennwerten für einen Brandschutz-

putz nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] dargestellt.  
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Abbildung 6-14: Vergleichende Darstellung der Simulationsergebnisse und den experimen-
tellen Versuchsdaten (Stahlprofil HEA 240 mit 15 mm Brandschutzputz) der Stahlbautempe-

raturen am Steg (oben) und an den Flanschen (unten) 

Anhand der Ergebnisse ist sichtbar, dass die Simulationsergebnisse eine hinreichend gute 

Übereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen aufweisen. Zusätzlich ist ersichtlich, 

dass eine temperaturabhängige Formulierung der thermischen Materialkennwerte in der Ab-

kühl- und Aufheizphase zu deutlich realistischeren Ergebnissen führt als das Simulationser-

gebnis mit konstanten Materialkennwerten. Die in DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] bereitge-

stellten konstanten Materialkennwerte für Brandschutzputze unterschätzen die realen Bau-

teiltemperaturen eines mit Brandschutzputz geschützten Stahlbauteil. Die Simulationsergeb-

nisse mit temperaturabhängigen Materialkennwerten liefern hingehen weitestgehend konser-

vative Ergebnisse. In der Aufheizphase werden die Stegtemperaturen (Abbildung 6-14 

(oben)) im Ingenieurmodell sehr gut berechnet. Bis zur 60. Minute folgt die berechnete 

Flanschtemperatur der Simulation dem experimentell ermittelten Verlauf der Messstelle 

MSt. 130. Die Messstelle MSt. 128 wird hingegen bis zu ΔT = 20 - 40 °C unterschätzt. Ab der 
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60. Minute liefert das Ingenieurmodell konservative Simulationsergebnisse, die die realen 

Stegtemperaturen des Großversuches um bis zu ΔT = 60 °C überschätzen. Die Simulations-

ergebnisse für die Flanschtemperaturen (Abbildung 6-14(unten)) zeigen, dass das Ingeni-

eurmodell auf der sicheren Seite liegend die realen Flanschtemperaturen realitätsnah be-

rechnen kann. Die berechneten Flanschtemperaturen überschätzen die realen Flanschtem-

peraturen bis zu ΔT = 50 – 60°C. Das kurzfristig bei 30 °C ausgebildete Plateau im realen 

Temperaturverlauf der Flansche bilden die Simulationsergebnisse nicht ab.   

Neben den unbelasteten Stahlprofilen unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung wurden 

auch belastete Stahlprofile mit Brandschutzputz unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung 

simuliert. Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten für ein be-

lastetes Stahlbauteil mit Brandschutzputz (d =15 mm, profilfolgend) unter dreiseitiger Natur-

brandbeanspruchung zeigt Abbildung 6-15. Es werden die experimentellen Stahl- und 

Flanschtemperaturen mit den simulierten Stahltemperaturen des Ingenieurmodells vergli-

chen. Ferner wird das Simulationsergebnis mit konstanten Materialkennwerten für Brand-

schutzputze nach DIN EN 1993 -1 -2/NA (2010) [7] gezeigt. 

Die Ergebnisse in Abbildung 6-15 zeigen, dass bei einer dreiseitigen Naturbrandbeanspru-

chung und Berücksichtigung temperaturabhängiger Materialkennwerte für die Aufheiz- und 

Abkühlphase realistische Stahlbautemperaturen berechnet werden können. Die Simulation 

mit konstanten Materialkennwerten für Brandschutzputz nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) 

[7] erzielt deutlich geringe Stahltemperaturen, die im Vergleich zu den realen Messdaten auf 

der unsicheren Seite liegen. Die Simulationsergebnisse mit temperaturabhängigen Material-

kennwerten zeigen bei den Oberflanschtemperaturen (Abbildung 6-15 (unten)) eine sehr 

gute Übereinstimmung mit den realen Messdaten aus dem Großbrandversuch. Für die Un-

terflanschtemperaturen (Abbildung 6-15 (Mitte)) überschätzt das Ingenieurmodell die realen 

Messdaten bis zu ΔT = 160 °C. Das Ingenieurmodell liegt somit für die Unterflanschtempera-

turen deutlich auf der sicheren Seite. Der reale Temperaturverlauf der Unterflansche kann 

jedoch im Modell nur teilweise abgebildet werden. Ab der 90 °Minute sinken die Simulations-

ergebnisse der Unterflanschtemperaturen unterhalb der realen Messwerte. Die Temperatu-

ren werden dabei bis zu ΔT = 35 °C unterschätzt. Die Simulationsergebnisse für den Steg 

passen bis zur 50 Minute gut mit den Messergebnissen aus MSt. 221 überein (vgl. Abbildung 

6-15 (oben)). Ansonsten unterschätzen die Simulationsergebnisse die realen Stegtemperatu-

ren um bis zu ΔT = 90 °C. Erst ab der 50. Minute liegen die Simulationsergebnisse für die 

Stegtemperaturen auf der sicheren Seite, wobei die Simulationsergebnisse die realen Mess-

daten um bis zu ΔT = 60 °C überschätzen.  
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Abbildung 6-15: Vergleichende Darstellung der Simulationsergebnisse und den experimen-
tellen Versuchsdaten (Stahlprofil HEA 240 mit 15 mm Brandschutzputz, dreiseitiger Natur-
brand) der Stahlbautemperaturen am Steg (Oben), am Unterflansch (Mitte) und am Ober-

flansch (Unten) eines mit Brandschutzputz geschützten Stahlträgers 
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Im Gesamten kann jedoch eine realitätsnahe Berechnung der Stahltemperaturen mit dem 

Ingenieurmodell des mit Brandschutzputz geschützten Stahlbauteils erzielt werden. 

Einfluss der temperaturabhängigen Rohdichte 

Um den Einfluss der temperaturabhängigen Rohdichte, der mittels thermogravimetrischer 

Analysen und dem Cone Calorimeter bestimmt worden ist, zu ermitteln, wurden beide tem-

peraturabhängigen Verläufe für ρ implementiert. Exemplarisch wurden die Stahlstützenab-

schnitte HEA 240 mit 15 mm Gipsfaserplatte und 20 mm Calciumsilikatplatte unter vierseiti-

ger Naturbrandbeanspruchung im FE-Modell sowohl mit den TGA-Messwerten als auch den 

Messwerten für ρ der Cone Versuche simuliert. Die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit 

und die temperaturabhängige spezifische Wärmekapazität wurden gemäß den entwickelten 

thermischen Materialkennwerten der betrachteten Brandschutzplattenbekleidungen aus Ka-

pitel 6.2.1 angesetzt. In der folgenden Abbildung werden die Simulationsergebnisse mit den 

unterschiedlichen temperaturabhängigen Werten für ρ dargestellt. Der Vergleich der simulier-

ten Stahltemperaturen am Steg zeigt Abbildung 6-16. 

 

Abbildung 6-16: Simulationsergebnisse mit verschiedenen Ansätzen für ρ(Ɵ) am Beispiel 
eines Stahlprofils HEA 240 mit 15 mm Gipsfaserplatte (oben) und 20 mm Calciumsilikatplatte 

(unten) unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung 



Numerische Untersuchungen  267 

 

 

Bei der Anwendung des FE-Modells eines geschützten Stahlbauteils mit einer 15 mm Gips-

faserplatte zeigt sich, dass eine Annahme der temperaturabhängigen Rohdichte gemäß den 

Cone Versuchen zu höheren Temperaturen im geschützten Stahlprofil führt. Entsprechend 

der Messergebnisse, die von einem höheren Massenverlust respektive einer höheren Ab-

nahme der Rohdichte ausgehen, werden konservative Stahltemperaturen in der Simulation 

berechnet. Im FE-Modell eines geschützten Stahlbauteils (HEA 240) mit einer 20 mm dicken 

Calciumsilikatplatte zeigt sich keine Veränderung der berechneten Stegtemperaturen für die 

verschiedenen temperaturabhängigen Verläufe von ρ. 
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6.4.3 Reaktive Brandschutzsysteme 

Für die Validierung der thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutz-

systems wurden zweidimensionale, thermomechanisch gekoppelte Analysen im Finite-

Elemente Programm Abaqus durchgeführt. Ziel der Simulationen war es, die Gültigkeit der 

im Labormaßstab ermittelten Materialkennwerte in realmaßstäblichen Naturbrandversuchen 

zu bewerten und damit Schlussfolgerungen hinsichtlich der Eignung der Prüfverfahren für die 

Ermittlung thermischer Materialkennwerte für Naturbrände zu ziehen. 

Im Folgenden sind die Ergebnisse der Simulationen in Form von Temperaturfelder und Tem-

peraturzeitkurven für den unbelasteten Träger und die unbelastete Stütze dargestellt. 

Unbelasteter Träger 

Um die Temperaturentwicklung innerhalb des Trägers und des reaktiven Brandschutzsys-

tems bewerten zu können, werden in Abbildung 6-17 Temperaturfelder des Querschnitts zu 

unterschiedlichen Zeitpunkten des simulierten Naturbrandes dargestellt. 

 

Abbildung 6-17: Temperaturfelder des unbelasteten Trägers (HE240A) mit einer Trocken-
schichtdicke von 350 μm zu unterschiedlichen Zeitpunkten des Naturbrandes 

Die Expansion des wasserbasierten Brandschutzsystems setzt nach ca. 19 Minuten ein. Da 

der Steg und die Kanten des Unterflansches zu diesem Zeitpunkt die heißesten Punkte des 
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Querschnitts darstellen, findet hier die Expansion als Erstes statt. Während die Stahltempe-

ratur ca. 250 °C beträgt, liegt die Oberflächentemperatur des Brandschutzsystems bei 

ca. 430 °C. Mit weiterem Fortschritt der Simulation wird das reaktive Brandschutzsystem 

höheren Temperaturen ausgesetzt, sodass nach 30 Minuten ca. 820 °C an der beflammten 

Oberfläche des Brandschutzsystems erreicht werden. Da die Schaumschichtdicke des 

Brandschutzsystems zu diesem Zeitpunkt ihren Maximalwert erreicht, stellt sich innerhalb 

der Schicht ein hoher Temperaturgradient ein. Die thermische Schutzwirkung des reaktiven 

Brandschutzsystems führt in diesem Zeitpunkt zu einer Temperatur von ca. 330 °C im Ober-

flansch und ca. 360 °C im Steg. Die Unterschiede zwischen den Temperaturen ergeben sich 

dabei aus der dreiseitigen Beflammung sowie der thermischen Interaktion des Oberflansches 

mit der Porenbetonplatte. 

Nachdem die Abkühlphase des Naturbrandes nach ca. 31 Minuten einsetzt, bleibt die ex-

pandierte Schichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems konstant. Dadurch fungiert das 

Brandschutzsystem in der Abkühlphase als eine Art thermische Barriere und hindert den 

Träger vor einer schnellen Abkühlung. Hierdurch bildet sich ein umgekehrter Temperaturgra-

dient innerhalb des Querschnitts aus, sodass sich die maximale Querschnittstemperatur in-

nerhalb des Stahlprofils einstellt (vgl. Abbildung 6-17). Nach 90 Minuten und einer Abkühl-

phase von nahezu 60 Minuten beträgt die Stahltemperatur noch ca. 345 °C. 

 

    

 

Abbildung 6-18: Vergleich der Oberflanschtemperaturen des unbelasteten Trägers sowie der 
expandierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation 

Für die Bewertung der Simulationsergebnisse werden in Abbildung 6-18 die Oberflansch-

temperaturen und in Abbildung 6-19 die Stegtemperaturen den Versuchsergebnisse gegen-

übergestellt. Darüber hinaus findet in den Diagrammen ein Vergleich der expandierten 

Schaumschichtdicken statt. Während für die Simulation der gesamte Verlauf der Schichtdi-
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ckenentwicklung dargestellt werden kann, wird für die Versuche lediglich der Endwert der 

Schichtdicke dargestellt, der im Nachgang zu der Versuchsdurchführung ermittelt wurde.  

Sowohl für die Oberflansch- als auch für die Stegtemperaturen liegt zwischen den Simulati-

ons- und den Versuchsergebnissen eine sehr gute Übereinstimmung vor. Die maximale 

Oberflanschtemperatur, die sich nach ca. 51 Minuten einstellt, wird durch die Simulation ge-

ringfügig überschritten. Die Temperaturentwicklung innerhalb des Stegs wird hingegen leicht 

unterschätzt. Nichtsdestotrotz stimmt in beiden Fällen der Zeitpunkt des Expansionsbeginns 

mit der Änderung des Temperaturverlaufs sehr gut überein. Die Temperaturänderung infolge 

Expansion ist innerhalb der Simulationen dabei etwas stärker ausgeprägt als im Versuch 

(vgl. Abbildung 6-18 und Abbildung 6-19). 

Durch die dreiseitige Beflammung des Querschnitts bedingt, stellt sich innerhalb des Stahl-

profils ein Temperaturgradient ein (vgl. Maximaltemperaturen zwischen Oberflansch und 

Steg). Dieser Temperaturgradient bewirkt eine ungleichmäßige Entwicklung des Brand-

schutzsystems, sodass sich am Steg höhere Schaumschichtdicken entwickelt als an Ober-

flansch. Zwar ist dieser Effekt im Versuch deutlich stärker ausgeprägt, aber auch in der Si-

mulation ergeben sich am Oberflansch und am Steg unterschiedliche Schaumschichtdicken. 

Durch die Simulation wird die Dicke des Brandschutzsystems am Oberflansch geringfügig 

überschätzt und am Steg geringfügig unterschätzt. 

 

    

 

 

Abbildung 6-19: Vergleich der Stegtemperaturen des unbelasteten Trägers sowie der expan-
dierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation 

Die gute Übereinstimmung zwischen den Simulations- und Versuchsergebnissen zeigt ins-

gesamt, dass die thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems, 

die im Labormaßstab ermittelt wurden, dazu geeignet sind, um das Erwärmungsverhalten 

des unbelasteten Trägers im Falle des untersuchten Naturbrandes zu beschreiben. 

0

2

4

6

8

10

12

0

150

300

450

600

750

900

0 30 60 90 120 150

T
e

m
p

e
ra

tu
r 

[°
C

] 

Zeit [min] 

Steg 

E
x
p
a
n
d
ie

rt
e
 S

c
h
a
u
m

s
c
h
ic

h
t 
[m

m
] 

Träger (HE240A) 

Schaumschichtdicke 

Brandraum 



Numerische Untersuchungen  271 

 

 

Unbelasteter Stützenabschnitt 

In Analogie zum unbelasteten Trägerabschnitt lässt sich die Temperaturentwicklung inner-

halb des vierseitig beflammten Stützenabschnitts mithilfe von Temperaturfeldern beschrei-

ben (vgl. Abbildung 6-20). So wird die Expansion des Brandschutzsystems nach ca. 21 Mi-

nuten am Steg des Stützenprofils eingeleitet und setzt sich bis zur 30. Minute fort. Hierbei 

entsteht zwischen der beflammten Oberfläche des Brandschutzsystems und dem Stahlprofil 

ein Temperaturunterschied von 460 °C, wobei die Temperatur des Stützenprofils 337 °C be-

trägt. Trotz der geringen Trockenschichtdicke von 360 μm ist das wasserbasierte Brand-

schutzsysteme in der Lage das Stahlprofil vor einer direkten Erwärmung durch die Natur-

brandkurve zu schützen.  

Sobald die Brandraumtemperatur die Temperatur des unbelasteten Stützenabschnitts unter-

schreitet, kehrt sich der Temperaturgradient innerhalb des reaktiven Brandschutzsystems 

um. Dieser Zustand tritt nach ca. 46 Minuten ein und verstärkt sich mit dem Fortlauf der Si-

mulation. Nach 90 Minuten beträgt die Stahltemperatur ca. 210 °C, während die beflammte 

Oberfläche des Brandschutzsystems noch eine Temperatur von 350 °C aufweist (vgl. Abbil-

dung 6-20).  

 

Abbildung 6-20: Temperaturfelder des beschichteten Stützenabschnitts (HE240A) mit einer 
Trockenschichtdicke von 360 μm zu unterschiedlichen Zeitpunkten des Naturbrandes 

Der Vergleich der simulierten Querschnittstemperaturen mit den im Großbrandversuch ge-

messenen Stahltemperaturen zeigt auch für den unbelasteten Stützenabschnitt, dass die 

thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems dafür geeignet 

sind, um das Erwärmungs- und Abkühlverhalten einer vierseitig beflammten Stütze bei Na-

turbrandeinwirkungen zu beschreiben (vgl. Abbildung 6-21 und Abbildung 6-22). Während 

die simulierte Stegtemperatur des Stützenabschnitts sehr gut mit den Versuchsergebnissen 

übereinstimmt, wird die maximale Temperatur im Flansch durch die Simulation um ca. 40 °C 

unterschätzt. Der Temperaturverlauf in der Abkühlphase wird hingegen sehr gut durch die 

Simulation abgebildet. 
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Ähnlich wie beim unbelasteten Trägerabschnitt stimmt der Zeitpunkt der Expansion mit dem 

Zeitpunkt der gemessenen Temperaturänderung innerhalb des Stützenprofils infolge der 

thermischen Schutzwirkung des Brandschutzsystems sehr gut überein. Somit wird die ther-

mische Aktivierung des reaktiven Brandschutzsystems auch im Falle des vierseitig beflamm-

ten Stützenprofils realitätsnah in der Simulation abgebildet. 

 

    

 

Abbildung 6-21: Vergleich der Flanschtemperaturen des beschichteten Stützenabschnitts 
sowie der expandierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation 

Die Schaumschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems, die sich infolge der Expansion 

ausbildet, weicht in der Simulation geringfügig von den gemessenen Mittelwerten aus dem 

Versuch ab. Während die Endschichtdicke des Brandschutzsystems durch die numerische 

Simulation im Flansch mit ca. 0,8 mm überschätzt wird, findet im Stegbereich eine geringfü-

gige Unterschätzung der Schaumschichtdicke statt (vgl. Abbildung 6-21 und Abbildung 6-22). 

Hier beträgt der Unterschied zwischen dem Versuch und der Simulation ca. 1,2 mm. 

 

    

 

 

Abbildung 6-22: Vergleich der Stegtemperaturen des beschichteten Stützenabschnitts sowie 
der expandierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation 
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Trotz der vorliegenden Unterschiede in den expandierten Schaumschichten werden die ge-

messenen Querschnittstemperaturen des unbelasteten Stützenabschnitts anhand der durch-

geführten Simulation sehr gut angenähert. Die thermischen Materialkennwerte des wasser-

basierten Brandschutzsystems, die im Rahmen der experimentellen Untersuchungen ermit-

telt wurden, eignen sich daher sehr gut, um die thermische Schutzwirkung des Brand-

schutzsystems infolge eines Naturbrandes zu beschreiben. Gleichzeitig bedeuten diese Er-

gebnisse auch, dass die für die Ermittlung der thermischen Materialkennwerte verwendeten 

Prüfverfahren als geeignet eingestuft werden können, um die Materialkennwerte von reakti-

ven Brandschutzsystemen für Naturbrandeinwirkungen zu bestimmen.   

Da die im Labormaßstab ermittelten, thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten 

Brandschutzsystems anhand des Vergleichs mit Versuchsergebnissen validiert werden 

konnten, wurden zusätzliche Simulationen für den unbelasteten Stützenabschnitt durchge-

führt. Im Rahmen dieser Simulationen wurde die Trockenschichtdicke des reaktiven Brand-

schutzsystems variiert. Neben dem Grenzwert eines ungeschützten Profils wurden Trocken-

schichtdicken zwischen 200 und 950 μm definiert. Ziel der Untersuchungen war es, den Ein-

fluss der Trockenschichtdicke auf das Erwärmungsverhalten des vierseitig beflammten Stüt-

zenprofils infolge des untersuchten Naturbrandes zu quantifizieren. 

 

Variation der Trockenschichtdi-

cke (TSD):   

Zusätzlich zu der Variation der 

TSD wird als Grenzwert ein un-

geschütztes Stahlprofil unter-

sucht. Hierfür wird innerhalb der 

Simulationen der Emissionsgrad 

von ε = 0,8 zu ε = 0,7 gesetzt. 

Abbildung 6-23: Simulierte Temperaturentwicklung innerhalb des beschichteten Stützenab-
schnittes in Abhängigkeit unterschiedlicher Trockenschichtdicken des wasserbasierten 

Brandschutzsystems 

Die Ergebnisse der durchgeführten Simulationen sind in Form von Temperaturzeitkurven in 

Abbildung 6-23 dokumentiert. Anhand der Kurven lässt sich eindrucksvoll verdeutlichen, 

dass die Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems sowohl die Tempera-

turentwicklung in der Aufheiz- als auch in der Abkühlphase signifikant beeinflusst. Mit zu-

nehmender Trockenschichtdicke treten die maximalen Querschnittstemperaturen zu einem 
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späteren Zeitpunkt auf. Höhere Trockenschichtdicken verlangsamen damit sowohl die Er-

wärmung als auch die Abkühlung des Profils. Im Umkehrschluss findet die Erwärmung und 

Abkühlung des ungeschützten Profils nahezu deckungsgleich mit der Brandraumtemperatur 

statt. Trotz der geringen Trockenschichtdicken ist das wasserbasierte Brandschutzsystem in 

der Lage die Erwärmung des vierseitig beflammten Stützenprofils infolge des untersuchten 

Naturbrandes signifikant zu reduzieren. So führt eine Trockenschichtdicke von 950 μm be-

reits zu einer Reduktion der maximalen Querschnittstemperatur von ca. 400 °C gegenüber 

dem ungeschützten Fall (vgl. Abbildung 6-24).  

 

 Maximale Stegtemperatur infol-

ge des Naturbrandes: 

 ungeschützt: 808 °C 

 200 μm: 684 °C  

 360 μm: 576 °C  

 500 μm: 518 °C  

 650 μm: 472 °C  

 800 μm: 437 °C 

 950 μm: 410 °C  

 

 

 

Abbildung 6-24: Mithilfe der Simulationen berechneter Zusammenhang zwischen den maxi-
malen Bauteiltemperaturen (vierseitig beflammtes HE240A-Profil) und den Trockenschichtdi-

cken des wasserbasierten Brandschutzsystems infolge des Naturbrandes 

Mithilfe der durchgeführten Simulationen lässt sich für das Stützenprofil ein Zusammenhang 

zwischen der Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems und der maximalen 

Bauteiltemperatur ermittelt, die sich infolge des Naturbrandes einstellt. Dieser Zusammen-

hang kann dazu genutzt werden, um in Abhängigkeit einer festgelegten Bemessungstempe-

ratur die Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems für den untersuchten Na-

turbrand zu dimensionieren. In Abbildung 6-24 erfolgt dies beispielsweise für eine Bemes-

sungstemperatur des HE240A-Profils von 500 °C. Die Trockenschichtdicke des wasserba-

sierten Brandschutzsystems ergibt sich dabei zu ca. 575 μm. 

Dieser Ansatz eröffnet dem Berechnungsingenieur die Möglichkeit anhand von wenigen Be-

rechnungen eine querschnitts-, produkt- sowie naturbrandspezifische Dimensionierung der 

Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems vorzunehmen. Voraussetzung hier-

für ist jedoch eine korrekte Ermittlung der thermischen Materialkennwerte sowie die fachge-

rechte Validierung des Simulationsmodells an zumindest einem Naturbrandversuch. 
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 Zusammenfassung 6.5

Die entwickelten FE-Modelle ermöglichen eine Berechnung von Bauteiltemperaturen ge-

schützter Stahlbauteile unter Naturbrand. Es können sowohl kastenförmige bekleidete Stahl-

profile als auch profilfolgend geschützte Stahlbauteile unter vier- und dreiseitiger Natur-

brandbeanspruchung simuliert werden. Anhand der experimentellen Versuchsdaten des 

Großbrandversuches wurden die FE-Modelle validiert. Der Vergleich der Simulationsergeb-

nisse und der experimentellen Versuchsergebnisse zeigt, dass die FE-Modelle hinreichend 

genau sind, um die thermische Schutzwirkung der betrachten Brandschutzmaterialien reali-

tätsnah zu berechnen.  

Die, dem Ingenieurmodell zugrunde liegenden, temperaturabhängigen Materialkennwerte für 

die Aufheiz- und Abkühlrate wurden aus von den experimentellen Daten der thermoanalyti-

schen Untersuchungen abgeleitet. Die Anwendung der thermischen Materialgesetze des 

Ingenieurmodells können auf vergleichbare Brandschutzmaterialien übertragen werden. Die 

numerischen Modelle berücksichtigen für die plattenförmigen und putzhaltigen Brand-

schutzmaterialien zudem Effekte die unter einer Naturbrandbeanspruchung eintreten kön-

nen. Die im Großbrandversuch detektierte thermisch induzierte Rissbildung wurde verein-

facht durch eine Erhöhung der Wärmeleitfähigkeiten erfasst. Bei gipsbasierten Brandschutz-

platten sind zusätzlich das Aufreißen der Stoßfugen als Effekt unter Naturbrand und Lastein-

leitung aufgetreten, die im Ingenieurmodel durch die Modifizierung der thermischen Material-

kennwerte abgebildet wurde. Die Leistungsfähigkeit der thermischen Schutzwirkung der be-

trachteten Bekleidungsmaterialien ist u.a. auf einen hohen Anteil chemisch gebundenen 

Wassers zurückzuführen. Die Feuchtetransporte in den betrachteten Brandschutzmaterialien 

sind implizit in den temperaturabhängigen Verläufen der Materialeigenschaften enthalten. 

Eine gekoppelte Betrachtung von Wärme und Feuchte wurde innerhalb des Ingenieurmo-

dells nicht vorgenommen. 

Im Falle des reaktiven Brandschutzsystems wurde das Expansionsverhalten explizit im 

Rahmen der Simulationen modelliert. Hierfür wurde eine User Subroutinen implementiert, die 

sowohl das heizratenabhängige Expansionsverhalten beschreibt als auch eine Unterschei-

dung der thermischen Materialkennwerte für die Aufheiz- und Abkühlphase berücksichtigt.  

Für die Validierung der Simulationsmodelle wurde sich bewusst dazu entschieden die Simu-

lationsergebnisse nur mit den Ergebnissen der unbelasteten Versuchskörper aus dem Groß-

brandversuch zu vergleichen, da eine ausgeprägte Rissbildung in der expandierten Scham-

schicht des reaktiven Brandschutzsystems bisher nicht ausreichend zuverlässig modelliert 

werden kann. 
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Mit der Ableitung der thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsys-

tems aus den experimentellen Untersuchungen konnte eine sehr gute Übereinstimmung zwi-

schen den simulierten und gemessenen Bauteiltemperaturen sowie den expandierten 

Schaumschichtdicken des Brandschutzsystems erzielt werden. Daher wurde mit dem vali-

dierten Modell der vierseitig beflammten Stütze im Anschluss eine Parameterstudie durchge-

führt, in der die Trockenschichtdicke des Brandschutzsystems variiert wurde. Auf diese Wei-

se konnte eine Bemessungskurve für die Trockenschichtdicke in Abhängigkeit der Bemes-

sungstemperatur des Querschnitts ermittelt werden. Diese gilt zwar nur für das untersuchte 

reaktive Brandschutzsystem und den im Rahmen des Forschungsprojektes untersuchten 

Naturbrand, mit dem entwickelten Simulationsmodell ist jedoch einen Möglichkeit geschaffen 

worden, um auch für andere Produkte und Naturbrände Bemessungskurven für die Dimensi-

onierung der Trockenschichtdicke von reaktiven Brandschutzsystemen vorzunehmen.  

Die entwickelten Ingenieurmodelle mit den thermischen Materialkennwerten für die Aufheiz- 

und Abkühlphase können für eine Berechnung von Stahlbauteilen mit verschiedenen Brand-

schutzmaterialien mit vergleichbaren thermischen Materialeigenschaften unter Naturbrand-

beanspruchung mit vergleichbaren Aufheiz- und Abkühlgeschwindigkeiten angewendet wer-

den. Eine realistische Berechnung der thermischen Schutzwirkung von verschiedenen 

Brandschutzmaterialien ist mit den vorgestellten FE-Modellen möglich. 
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7 Empfehlungen für Prüfverfahren 

 Einleitung 7.1

Die Notwendigkeit von einheitlichen und definierten Prüfverfahren zur Ermittlung der thermi-

schen Materialkennwerte der betrachteten Brandschutzmaterialien resultiert aus den Ergeb-

nissen der Literaturstudie (Kapitel 2), in der die bereits existierenden thermoanalytischen 

Untersuchungen und Messdaten verschiedener wissenschaftlicher Betrachtungen bestimmt 

und zusammengetragen wurden. Die Ergebnisse der Datenanalyse zeigen, dass unter-

schiedliche Verfahren und Randbedingungen zur Bestimmung der thermischen Material-

kennwerte ihre Anwendung fanden. Demzufolge sind die temperaturabhängigen Kurvenver-

läufe, die zusammengetragen wurden ggf. nicht vergleichbar. Im Gesamten zeigen sie je-

doch eine Tendenz des temperaturabhängigen Verlaufes der thermischen Materialkennwerte 

auf. Daraus resultiert die Notwendigkeit einer einheitlichen Festlegung von Randbedingun-

gen, Anwendungsgrenzen und Auswertungsprozeduren zur Bestimmung der thermischen 

Materialkennwerte für verschiedene Brandschutzmaterialien. Im Folgenden werden Empfeh-

lungen für die Anwendung verschiedener Messverfahren und Messmethoden gegeben. Un-

ter Berücksichtigung der Vorgaben soll es möglich sein, wissenschaftlich fundierte und re-

produzierbare Messergebnisse für die temperaturabhängigen thermischen Materialkennwer-

te der Wärmeleitfähigkeit λ, der spezifischen Wärmekapazität cp und der Rohdichte ρ von 

Brandschutzmaterialien sowie die Expansion von reaktiven Brandschutzsystemen zu erhal-

ten.  

Zur Bestimmung der thermischen Materialkennwerte der betrachten Brandschutzplatten, 

Brandschutzputze und reaktiven Brandschutzsystemen wurden im Rahmen der Forschungs-

arbeit verschiedene thermoanalytische Messverfahren und Messmethoden angewendet. Die 

verwendeten Messmethoden und Messverfahren können anhand der Messdaten und deren 

Überführung in thermische Materialkennwerte, die Eingang in die Numerik fanden, bewertet 

werden. Insbesondere die Genauigkeit der verschiedenen thermoanalytischen Messmetho-

den kann vom Messgerät, dem untersuchenden Material und dem systematischen Vorgehen 

des Anwenders abhängen. Über die Varianz (Quotient aus Standardabweichung/Mittelwert) 

kann die Genauigkeit der gemessenen Materialkennwerte beschrieben werden. Zusätzlich 

können Referenzmessungen zur Überprüfung herangezogen werden. 

 

Im Folgenden wird anhand der Messdaten und Randbedingungen eine Bewertung der ther-

moanalytischen Verfahren und Methoden vorgenommen. 
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 Allgemeines 7.2

Im Rahmen der Verwendbarkeitsnachweise wird die Leistungsfähigkeit von Brandschutzma-

terialien auf der Grundlage der Einheits-Temperaturzeitkurve (ETK) bewertet und die Materi-

alien entsprechend klassifiziert. Hierfür werden Brandversuche durchgeführt, bei denen be-

stimmte Grenztemperaturen in den zu schützenden Stahlbauteilen oder auf den brandabge-

wandten Seiten raumabschließender Bauteile für eine definierte Feuerwiderstandsdauer ein-

gehalten werden müssen.  

Die im Rahmen des Forschungsvorhabens durchgeführten experimentellen Untersuchungen 

an platten- und putzhaltigen Brandschutzmaterialien sowie reaktiven Brandschutzsystemen 

haben gezeigt, dass die Brandschutzmaterialien bei Naturbränden ein unterschiedliches Ma-

terialverhalten in der Aufheiz- und Abkühlphase aufweisen, welches je nach Produkt auch 

von der Aufheiz- bzw. Abkühlrate sowie der Temperatur, bei der die Abkühlphase einsetzt, 

abhängt. Daher sollte die Leistungsfähigkeit von Brandschutzmaterialien zusätzlich zu der 

Einheits-Temperaturzeitkurve (ETK) in bestimmten Fällen auch für Naturbrände bewertet 

werden. Nach Auffassung der beteiligten Forschungsstellen müssen für die entsprechenden 

Brandschutzmaterialien Grenzwerte bzw. Randbedingungen formuliert werden, wann zusätz-

liche Untersuchungen vorgenommen werden müssen, um das thermische Verhalten der 

Brandschutzmaterialien bei Naturbränden quantifizieren zu können. Hierbei muss zwischen 

den einzelnen Materialtypen differenziert werden, da die untersuchten Brandschutzmateria-

lien unterschiedliche Sensitivitäten hinsichtlich der thermischen Einwirkungen gezeigt haben. 

Als maßgebende Einflussgröße hat sich dabei weniger die Temperaturzeitkurve als solche 

gezeigt sondern vielmehr die Aufheiz- und Abkühlphase sowie die zeitliche Ableitung der 

Temperaturzeitkurve. Daher muss für die Bewertung des heizratenabhängigen, thermischen 

Verhaltens von Brandschutzmaterialien die Aufheizgeschwindigkeit einer thermischen Ein-

wirkung und dessen maximale Temperatur ebenso wie das Materialverhalten in der Abkühl-

phase betrachtet werden. 

 Abgrenzung zu Zulassungsprüfungen 7.3

Die im Rahmen des Forschungsvorhabens angewandten sowie neu entwickelten Prüfverfah-

ren für die Ermittlung thermischer Materialkennwerte von Brandschutzmaterialen werden 

zurzeit nicht bei der Erwirkung von Verwendbarkeitsnachweisen bzw. Zulassungsprüfungen 

der Brandschutzmaterialien angewendet. Die vorgestellten Prüfverfahren können somit dazu 

dienen, im Falle einer von der ETK abweichenden Naturbrandbeanspruchung die Leistungs-

fähigkeit von Brandschutzmaterialien zu bewerten und die thermischen Materialkennwerte 

für numerische Simulationen abzuleiten. Die in dem Forschungsvorhaben angewandten und 
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neu entwickelten Prüfverfahren geben  Berechnungsingenieuren und Herstellern von Brand-

schutzmaterialien die Möglichkeit eine fachgerechte Bewertung der thermischen Schutzwir-

kung verschiedenartiger Brandschutzmaterialien im Zuge einer Naturbrandbemessung von 

Stahltragwerken vorzunehmen. 

Die Durchführung der Prüfungen sollte bei Materialprüfanstalten oder anerkannten Stellen 

durchgeführt werden. Da es sich bei den Prüfverfahren zum Teil um neue, noch nicht ge-

normte Untersuchungsmethoden handelt, sollen auch die Materialprüfanstalten mit diesem 

Forschungsbericht adressiert werden. Die im Forschungsvorhaben entwickelten Prüfverfah-

ren können nach erfolgreicher Erprobung in der Praxis eine Grundlage für eine spätere Er-

weiterung von Verwendbarkeitsnachweisen für Brandschutzmaterialien auf Naturbrandsze-

narien sein. 

Im Folgenden werden Empfehlungen, Anwendungsgrenzen und Handlungsanweisungen für 

die Ermittlung der thermischen Materialkennwerte von Brandschutzmaterialien aufgeführt. 

Hierbei wird zwischen platten- bzw. putzhaltigen Brandschutzmaterialien sowie reaktiven 

Brandschutzsystemen differenziert. 

 Brandschutzplatten und Brandschutzputze  7.4

7.4.1 Transient Plane Source Method (TPS) 

Für die Messung der Wärmeleitfähigkeit der untersuchten Brandschutzplatten und dem 

Brandschutzputz ist die genormte Transient Plane Source Methode (TPS) nach 

DIN EN ISO 22007 - 2 (2015) angewendet worden. Zur Anwendung kam das Hot-Disk-

Verfahren, das auf der TPS-Methode basiert. Aufgrund der verwendeten Messapparatur 

(TPS 2500s, Muffelofen VECSTAR) und den verwendeten Sensoren Mica 4921 und Kapton 

8563 (bei Raumtemperatur) waren die Messrandbedingungen auf Temperaturen bis 400 -

500 °C sowie einer Aufheizrate/Abkühlrate von knapp 10 K/min beschränkt. 

Aufgrund der verschiedenen Brandschutzmaterialien, die in ihrem Feuchtegehalte, dem Po-

rengehalt (Porengröße, Porenverteilung) und ihrer Materialzusammensetzung variieren, sind 

große Streubereiche der Wärmeleitfähigkeit ermittelt worden. Für gipshaltige Brandschutz-

platten lag der Wertebereich für verschiedene Temperaturen bis zu Δλ = 0,39 W/(m∙K). Die 

Varianz der erzielten Messwerte mittels der TPS lag im Bereich von 0,001-0,032 in der Auf-

heizphase und 0,004-0,024 für die Abkühlphase. Die Wärmeleitfähigkeitsermittlung mittels 

TPS erzielt bei calciumsilikatbasierten Brandschutzplatten einen Streubereich von bis zu 

Δλ = 0,71 W/(m∙K). Die sich ergebene Varianz lag in der Aufheizphase bei 0,0007-0,0353 

und in der Abkühlphase bei 0,0001-0.2637. Für perlithaligen Brandschutzputz lag der Wer-
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tebereich für verschiedene Temperaturen bis zu Δ 0,58 W/(m∙K). Die Varianz der erzielten 

Messwerte mittels der TPS lag im Bereich von 0,002-0,0359 in der Aufheizphase und 0,001-

0,0127 für die Abkühlphase. 

Die Messergebnisse der TPS bei Raumtemperaturen erzielten geringere Streuungen als mit 

steigender Temperatur. Der Einfluss von chemischen und physikalischen Umwandlungspro-

zessen sowie Materialänderungen mit steigender Temperatur auf die Messwerte der Wärme-

leitfähigkeit der TPS sind somit deutlich geworden. Ferner wurde der Einfluss des Feuchte-

gehaltes der Proben auf die Messwerte der Wärmeleitfähigkeit festgestellt, der eine hohe 

Streuung der TPS-Messwerte insbesondere bei 100 °C bewirkte(vgl. Boháč [54]). Aufgrund 

der großen Streubereiche ist eine Reproduzierbarkeit der Wärmeleitfähigkeit der betrachte-

ten Brandschutzplatten und Brandschutzputzen im Temperaturbereich 100-500 °C fragwür-

dig. Bei der Anwendung der TPS-Methode nehmen die chemischen und physikalischen Ver-

änderungen der Brandschutzmaterialien erheblichen Einfluss auf die Wärmeleitfähigkeit. 

Insbesondere in der Abkühlphase sind deutliche Spannweiten der Streubereiche erzielt wor-

den. Für die Wärmeleitfähigkeitsmessung der Calciumsilikatplatte haben sich sind der Ab-

kühlphase deutliche Messschwierigkeiten ergaben. Bei 450°C in der Abkühlphase sind aus 

24 Messwerten nur ein realistischer Messwert ermittelt worden. Die häufigsten Messfehler 

lagen beim Überschreiten der Probedicke oder der Temperaturdifferenz, die nicht zwischen 

2 K und 5 K lag, vor. Insbesondere bei den Calciumssilicatplatten und dem Brandschutzputz, 

die bei Raumtemperatur eine Wärmeleitfähigkeit >0.1 W/(mK) aufweisen, trat dieser Mess-

fehler häufig auf. Folglich muss für das Messverfahren eine gewisse Anzahl an Messungen 

vorliegen, um eine fundierte Aussage über die Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzplatten zu 

tätigen. 

Des Weiteren ist durch thermochemischen und thermophysikalischen Prozesse ein erhöhter 

Sensorverschleiß aufgetreten. An den Kontaktstellen der Sensors Mica 4921 zeigten sich 

deutliche Verfärbungen die auf eine Oxidation der Kontaktflächen durch u.a. Verdampfungs-

prozesse zurückgeführt wurde. Die blau-grünlichen Verfärbungen (vgl. Abbildung 7-1) kön-

nen zu einer Verschlechterung der Sensorkontaktstellen führen, die wiederum zur Folge hat, 

dass die Wärmeleitfähigkeitsmessungen beeinträchtigt werden können. Ferner ist ein hohes 

Delaminierverhalten der Sensoren aufgetreten (vgl. Abbildung 7-1). Die Funktionalität der 

Sensoren kann unter Verwendung eines Ohm-Meters geprüft werden. Der Sensorwiderstand 

sollte 12 Ω aufweisen. 
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Abbildung 7-1: Sensorverschleiß (Mica 4921) nach Wärmeleitfähigkeitsmessungen bis 
500 °C 

Aufgrund der im Rahmen des Forschungsvorhaben zur Verfügung stehenden Messapparatur 

war keine Veränderung der Aufheiz- und Abkühlraten möglich. Aufgrund der Ofensteuerung 

wurde eine Aufheiz- und Abkühlrate von 10 K/min gewählt. Eine Veränderung der Aufheizra-

te gegenüber der Abkühlrate war zum Zeitpunkt der Bearbeitung nicht realisierbar. Ferner 

sind die Wärmeleitfähigkeitsmessungen mittels TPS unter Luftatmosphäre durchgeführt wor-

den, da eine Steuerung der Atmosphäre mit dem verwendeten Ofen Vecstar Ltd. LF 2 SP 

nicht möglich war. Im Rahmen der Untersuchungen sind die Wärmeleitfähigkeitsmessungen 

auf Temperaturen < 500 °C begrenzt worden, um den Sensorverschleiß zu minimieren. Um 

die Wärmeleitfähigkeit auch im Hochtemperaturbereich zu messen, muss ein Ofen verwen-

det werden, dessen Atmosphäre gesteuert werden kann. Ferner muss laut Hersteller eine 

interte Atmosphäre im Ofen herrschen, um einen Sensorverschleiß zu reduzieren. 

Das Hot Disk Verfahren unter Anwendung der TPS Methode erforderte die Eingabe einer 

Heizleistung (kW) und Messdauer (s). Für die Wärmeleitfähigkeitsmessungen der untersuch-

ten Brandschutzplatten und -putze lagen keine Eingangswerte vor, sodass zunächst in ei-

nem iterativen Prozess die Eingabewerte ermittelt werden mussten. In der Regel waren 2 bis 

4 Tastversuche/Versuchsmessungen (je nach Kenntnisstand über die thermischen Material-

kennwerte) notwendig. Eine Veränderung der Umgebungstemperaturen ergab einen Einfluss 

auf die Eingabedaten. Während der TPS-Messungen hat sich ergeben, dass gleichbleibende 

Eingangswerten im eingestellten Temperaturprogramm zu unterschiedlich guten und ver-

wertbaren Messungen führen können. Während in der Aufheizphase z.T. gute Messwerte 

erzielt werden, kann in der Abkühlphase die Messungen mit den Eingangswerten zur Über-

schreitung der Probendicke führen, sodass nicht belastbare Daten entstehen. Für die Be-

stimmung der Wärmeleitfähigkeit mit steigender Temperatur werden die Eingabedaten als 
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unveränderlich eingegeben. Die Eingabedaten wurde so gewählt, dass eine Messung der 

Wärmeleitfähigkeit möglichst nahe an der realen Probendicke liegt, um die thermischen Ma-

terialeigenschaften λ des gesamten Bekleidungsmaterials ausreichend zu erfassen. Nach 

der Bestimmung der Eingabeparameter wurde unter Anwendung des Moduls „Low-Density / 

Highly Insulation Modul“ eine Messung der Wärmeleitfähigkeit durchgeführt. Die Messungen 

der Wärmeleitfähigkeit der Brandschutzplatten und des Brandschutzputzes konnte unter 

Raumtemperaturen mit geringen Messzeiten realisiert werden. Die Wärmeleitfähigkeitsmes-

sungen mit einer Aufheizphase bis 500°C und einer anschließender Abkühlphase dauerten 

zwischen 2-4 Tage. Die Messdauer resultiert aus der Haltezeit des Ofens zur Stabilisierung 

der Probentemperaturen sowie den zeitlichen Abständen der Einzelmessungen zwischen 

einander von mindestens 30 Minuten, um den Hitzeeintrag durch den Impuls des Sensors 

auszugleichen. In der Haltephase können bereits energetische Effekte und chemische Reak-

tionen in den Brandschutzplatten und dem Brandschutz auftreten, die bei Wärmeleitfähig-

keitsmessung beeinträchtigen, aber bei der Messung nicht detektiert werden. 

Die Messwerte der TPS- Methode erzielten höhere Wärmeleitfähigkeiten als die Hersteller-

werte bei Raumtemperaturen. Es ist davon auszugehen, dass die temperaturabhängigen 

Messwerte der Wärmeleitfähigkeit für die untersuchten Brandschutzplatten und den Brand-

schutzputz ebenfalls höher liegen. Ein Vergleich der Messdaten der TPS-Messdaten mit der 

Datenbasis aus Kapitel 2 zeigt, dass für gipshaltige Brandschutzplatten höhere Wärmeleitfä-

higkeiten ermittelt wurden. Eine Reduzierung der Mittelwerte der Messdaten, die als Ein-

gangswerte in die Numerik überführt wurden, bestätigt die Annahme. Insbesondere bei den 

gipsbasierten Brandschutzplatten sind die gemessenen Mittelwerte der Wärmeleitfähigkeit 

zur Nachrechnung der realen Stahlbautemperaturen bis zu 65 % reduziert worden. Ferner 

zeigten die Messdaten mit den Sensoren Kapton bei Raumtemperatur und Mica für höhere 

Temperaturen deutliche Diskrepanzen, was auch Jansson [84] bei seinen Untersuchungen 

verschiedener Baustoffe mittels TPS bestätigt. Ferner muss berücksichtigt werden, dass die 

TPS Daten höher liegen, wenn das zu untersuchende Material (Brandschutzputz oder 

Brandschutzplatten) eine geringere Wärmeleitfähigkeit als die Isolationsmaterial (Mi-

ca/Kapton) des Sensors aufweist. Es kann es zu einem Wärmestau kommen, der sich auf 

die Messergebnisse der Wärmeleitfähigkeit auswirkt. 

Unter Berücksichtigung der zuvor beschriebenen Randbedingungen kann die TPS Methode 

zur Ermittlung der Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen ange-

wendet werden. Ein hoher Streubereich der Wärmeleitfähigkeitsdaten und eine möglicher-

weise mangelnde Reproduzierbarkeit für Brandschutzplatten und Brandschutzputze müssen 

bei der Anwendung der Methode berücksichtigt werden. Zusätzlich ist eine gewisse Anzahl 
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von Messdaten notwendig, um eine Aussage über den temperaturabhängigen Verlauf der 

Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzplatten und Brandschutzen zu tätigen.  

7.4.2 Differential Scanning Calorimetry (DSC) 

Die Differential Scanning Calorimetry (DSC) ist angewendet worden, um die spezifische 

Wärmekapazität der untersuchten Brandschutzmaterialien für die Aufheizphase und die Ab-

kühlphase zu bestimmen. Das Messverfahren ist nach DIN 51007 (1992) und ISO 11357-1 

(2016) genormt.  

Die DSC Messung bei Brandschutzplatten und Brandschutzputz erfolgte unter Anwendung 

verschiedener Temperaturprogramme mit einer Aufheizrate von 10 K/min und 20 K/min und 

einer Abkühlrate von 10 K/min und 6 K/min. Je Temperaturprogramm sind Dreifachmessun-

gen derselben Probe mit gleichem Temperaturprogramm durchgeführt worden. Die Streuung 

der Messwerte der Dreifachbestimmung war gering (Varianz bis max. 0.4). Die Messdaten 

der gleichen Probe mit unterschiedlichen Heizraten zeigten hingegen deutliche Abweichun-

gen (Varianzen bis 0.9). Das ist auf den Einfluss ein Heizraten auf die spezifische Wärmeka-

pazität zu begründen (vgl. Weber [133]). Für gipsgebundene Brandschutzplatten führen ge-

ringer Heizraten zu höheren cp-Messwerten und zu einer früheren sowie detaillierten Detekti-

on thermochemischer und thermophysikalischer Prozesse. Die Ergebnisse der DSC Mes-

sung bei Calciumsilikatplatten zeigt, dass mit steigender Aufheizrate höhere cp-Werte erzielt 

werden. Beim Brandschutzputz scheint die Aufheizrate unabhängig vom Messergebnis. Zur 

Ermittlung von cp in der Abkühlphase ist die Abkühlgeschwindigkeit bei gipsgebundenen 

Brandschutzplatten irrelevant, da sich keine weitere Veränderung des thermischen Kennwer-

tes in der Abkühlphase einstellt. Für den untersuchten Brandschutzputz und die Calciumsili-

katplatte führen höhere Abkühlgeschwindigkeiten zu geringeren cp-Werten in der Abkühlpha-

se. 

Aufgrund der Verwendung von Aluminiumoxidtiegeln Al2O3 (beim Brandschutz und Brand-

schutzplatten) war die Ermittlung von cp bis zu 600°C beschränkt. Die Wahl des Probentie-

gels muss eine chemische Reaktion mit den Probematerialien ausschließend. Die Einwaa-

gemenge des Probematerials wird in mg-Bereich in den Tiegel eingebracht. Die Brand-

schutzplatten und die Brandschutzputzproben wurden dazu zerstoßen und pulverisiert, was 

nicht mehr den realen Einbaubedingungen entspricht. Insbesondere bei mehrschichten Auf-

bauten, wie bei der Gipskartonfeuerschutzplatte, werden die unterschiedlichen Bestandteilen 

(Karton/Vlies und Gipskern) der Gesamtstruktur des zu untersuchenden Probenmaterials bei 

den geringen und pulverisierten Einwaagemengen nicht richtig abgedeckt. Die prozentualen 

Anteile der Bestandteile müssten in den Einwaagemengen berücksichtigt werden. Im Ge-
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samten wird bei der Pulverisierung der Brandschutzplatten und des Brandschutzputzes der 

reale Einbauzustand aufgehoben und das Porensystem, das für die Leistungsfähigkeit der 

Brandschutzmaterialien entscheidend ist, bleibt damit unberücksichtigt. Die Messung der 

spezifischen Wärmekapazität cp kann kontinuierlich erfolgen. Bei den Messwerten hat sich 

dennoch eine Diskontinuität der Kurvenverläufe zwischen Aufheiz- und Abkühlphase gezeigt, 

die messbedingt durch den Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abkühlphase begründet 

werden kann. Bei der Interpretation der DSC- Ergebnisse muss dies berücksichtigt werden.  

Für die Ermittlung der spezifischen Wärmekapazität von Brandschutzplatten und Brand-

schutzputzen ist die DSC geeignet, da thermochemische und thermophysikalische Umwand-

lungsprozesse der Bekleidungsmaterialien detektiert werden können. In Abhängigkeit der 

Einwaagemengen, der Aufheiz- und Abkühlraten und der Probenhalter kann der temperatur-

abhängige Verlauf der spezifischen Wärmekapazität erfasst werden. Bei der Anwendung der 

DSC für Brandschutzplatten und –putze muss jedoch berücksichtigt werden, dass bei der 

Pulverisierung des Probenmaterials das Porensystem unberücksichtigt bleibt und verschie-

dene Bestandteile im richtigen prozentualen Verhältnis in den Tiegel (Probenhalter) einge-

bracht werden müssen. 

7.4.3 Thermogravimetrische Analyse (TGA) 

Um die Rohdichte ρ in Abhängigkeit der Temperatur zu messen, wurde die thermogravimet-

rische Analyse (TGA) nach DIN 51006 (2005) durchgeführt. Die Ergebnisse der TGA geben 

Aufschluss über den Massenverlust in Abhängigkeit der Temperatur. Unter der Annahme 

eines konstanten Volumens kann aufgrund der Messergebnisse auf die temperaturabhängi-

ge Rohdichte von Brandschutzbekleidungen geschlossen werden. Der prozentuale Massen-

verlust wurde bis 1000 °C mit den Aufheizraten von 10, 20 und 40 K/min untersucht. Für die 

anschließende Abkühlphase wurden Abkühlraten von 6 und 10 K/min angewendet. Im Rah-

men der Messrandbedingungen ist das Temperaturprogramm freiwählbar. Entsprechend 

kann der temperaturabhängige Massenverlust respektive der temperaturabhängigen Roh-

dichte für die untersuchten Brandschutzplatten und Brandschutzputze bis in den Hochtempe-

raturbereich ermittelt werden. Für die gewählten Temperaturprogramme sind Doppelbestim-

mungen vorgenommen worden. Die gemessenen TGA–Ergebnisse wiesen für die unter-

suchten Brandschutzmaterialien eine geringe Streuung auf. Je geringer die Aufheizraten 

gewählt wurden, desto früher wurde ein Massenverlust detektiert. Der qualitative Verlauf des 

Massenverlustes sowie der maximale prozentuale Massenverlust sind jedoch unabhängig 

von der Aufheizrate. Die Masse der untersuchten Brandschutzplatten und des Brandschutz-
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putzes hat sich in Abkühlphase gemäß den TGA Messungen nicht weiter verändert, sodass 

der Einfluss der Abkühlrate entfällt. 

Eine Anwendung der TGA ermöglicht dabei verschiedene Aufheizraten und Abkühlraten so-

wie maximale Temperaturen bis 1000 °C unter Anwendung eines Keramik-Tiegels als Pro-

benhalter. Eine chemische Reaktion der Einwaagemenge des Probenmaterials mit dem Tie-

gelmaterial sollte dabei ausgeschlossen werden. Für die TGA Messung wird in den Proben-

halter (Tiegel) das zu untersuchende Material in Kleinstmengen mg-Bereich und pulverisiert 

eingebracht werden. Bei den untersuchten Brandschutzplatten und dem untersuchten 

Brandschutz wird entsprechend der reale Einbauzustand mit dem Porensystem zerstoßen 

und bleibt bei der Messung des Massenverlustes unberücksichtigt. Insbesondere bei Brand-

schutzmaterialien sind das Porensystem selbst, sowie die thermische Materialprozesse im 

Porensystem ausschlaggebend für die Leitungsfähigkeit. Die untersuchten Brandschutzbe-

kleidungen und der untersuchte Brandschutzputz werden für die TGA Messung zerkleinert, 

pulverisiert und damit grundlegend verändert. Ebenso können mehrschichtige Aufbauten, wie 

bei der Gipskartonfeuerschutzplatte mit Karton und Gipskern, durch die kleinen und pulveri-

sierten Einwaagemengen nicht realitätsgetreu erfasst werden.  

Die TGA detektiert den temperaturabhängigen Massenverlust von Brandschutzplatten und 

Brandschutzputzen unter Berücksichtigung thermochemischer und thermophysikalischer 

Prozesse. Entsprechend kann der prozentuale Massenverlust als auch der temperaturab-

hängige Verlauf des Massenverlustes erfasst werden, was einen Vorteil gegenüber Darr 

Wäge Methode (gravimetrischen Messungen vor und nach einer Temperaturbeanspruchung) 

ist. Die prozentualen Massenverluste der TGA Messungen wurden mit Ergebnissen einer 

Darr Wäge Methode verglichen. Die temperaturbedingten Massenverluste waren vergleich-

bar. 

Entsprechend kann die TGA zur Ermittlung des Massenverlustes respektive der Rohdichte 

von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen angewendet werden. Es muss lediglich be-

rücksichtigt werden, dass das Porensystem durch die Probenaufbereitung vernachlässigt 

wird und die TGA- Messergebnisse von dem Probenmaterial, der gewählten Atmosphäre, 

dem Tiegelmaterial sowie den Aufheiz- und Abkühlraten abhängen können. 

7.4.4 Massenverlust im Cone Calorimeter 

Um den temperaturabhängigen Massenverlust der untersuchten Brandschutzplatten und des 

untersuchten Brandschutzputzes im realen Einbauzustand zu erfassen, sind Untersuchun-

gen im Cone Calorimeter durchgeführt worden. Die Proben aus Brandschutzplatten und 

Brandschutzputz sind mit Abmessungen 80 x 80 mm und in realer Konstitution untersucht 
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worden. Die Proben wurden in einem Vermiculitrahmen eingelegt, der für die thermische 

Isolierung sorgte. Die Proben wurden unter kontinuierlicher Wärmestrahlung und gleichzeiti-

ger Wägung betrachtet. Die Probentemperaturen wurden über Thermoelemente Typ K an 

der Probenoberseite, in Probenmitte sowie an der Unterseite der Probe abgenommen. Die 

Temperaturen können bis 1000°C mit einer Genauigkeit von 2.5 °C erfasst werden. Die Mit-

telung der gemessenen Temperaturen zur Abnahme der Probentemperaturen stellt nur eine 

vereinfachte Lösung dar. 

Die Ergebnisse im Cone Calorimeter haben gezeigt, dass die Wahl der Wärmestromdichten 

einen Einfluss auf die Temperaturerhöhung im Probematerial und folglich auf den Massen-

verlust hat (vgl. Bartholmai [47]). Mit steigender Wärmestromdichte erhöhen sich die Proben-

temperaturen und entsprechend erhöht sich der Massenverlust. Die Ergebnisse der tempera-

turabhängigen Massenverlustes liegen in einem vergleichbaren Wertebereich wie die TGA-

Messungen. Der konische Heizer des Cone Calorimeters liefert über die gesamte Messdauer 

eine konstante Wärmestrahlung, sodass sich ab einer bestimmten Messdauer eine konstan-

te Probentemperatur einstellt und es zu keinem weiteren Temperaturanstieg in der Probe 

kommt. Aufgrund der Isolation des Vermiculitrahmens und der Probe aus Brandschutzmate-

rial (Platten oder Putz), die aufgrund ihrer thermischen Eigenschaften auch als gute Isolato-

ren eingestuft werden können, kann es bei langanhaltenden Bestrahlung zu einem Tempera-

turstau (innen) zwischen der Probe und dem Rahmen kommen. 

Die Untersuchungen mittels Cone Calorimeter ermöglichen den temperaturabhängigen Mas-

senverlustes von Proben aus Brandschutzputz und Brandschutzplattenbekleidung im realen 

Zustand samt Porensystem zu berücksichtigen. 

7.4.5 Empfehlungen für die Ermittlung thermischer Materi-

alkennwerte 

Die Messergebnisse von thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren sind von ver-

schiedenen Einflussfaktoren, wie der Atmosphäre, dem Material der Probenhalter (Tiegel), 

der Aufheiz- und Abkühlraten sowie der Proben (Art und Menge) selbst abhängig. Die Mess-

ergebnisse können demnach immer nur das Verhalten der jeweiligen Probe wiedergeben, 

das unter den gewählten Randbedingungen und Versuchsbedingungen durchgeführt wurde. 

Zur Vergleichbarkeit der Messergebnisse empfiehlt es sich einheitliche Randbedingungen zu 

setzen. Ferner sollte eine Probenvorkonditionierung vorgenommen werden, um gleiche Prüf-

bedingungen zu haben und Ergebnisse vergleichen zu können. Insbesondere bei Brand-

schutzplatten und Brandschutzputzen ist eine Trocknung 24 Stunden bei 100 °C (bei gipshal-

tigen Brandschutzplatten 40 °C) vorzunehmen. Zusätzlich sollte die Lagerung des Proben-
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materials in Klimaschränken erfolgen, weil die Proben dort konstante Luftfeuchte und Tem-

peraturen ausgesetzt sind.  

Mit den entsprechenden thermoanalytischen Messverfahren und Methoden, die im Rahmen 

des Forschungsvorhabens angewendet wurden, können thermische Materialkennwerte für 

den untersuchten Brandschutzputz und die untersuchten Brandschutzplatten bestimmt wer-

den. Um eine fundierte Aussage über das thermische Materialverhalten sowohl für die Auf-

heizphase als auch für die Abkühlphase zu erhalten, empfiehlt sich ein Mindestumfang an 

experimentellen Untersuchungen. 

 

Abbildung 7-2: Mindestmaß an experimentellen Untersuchungen zur Quantifizierung des 
thermischen Materialverhaltens von Brandschutzputzen und Brandschutzplatten bei Natur-

bränden 

Wie in Abbildung 7-2 dargestellt, kann die Transient Plane Source Methode (TPS) angewen-

det werden, um die temperaturabhängige Wärmeleitfähigkeit zu ermittelt und die Differential 

Scanning Calorimetry (DSC) zur Bestimmung der temperaturabhängigen spezifischen Wär-

mekapazität. Eine Thermogravimetrische Analyse (TGA) kann anschließend zur Bestimmung 

des Massenverlustes angewendet werden. Unter der Annahme eines konstanten Volumens 

des Brandschutzputzes/ der Brandschutzplatte mit steigender Temperatur kann anhand der 

Messergebnisse auf die temperaturabhängige Rohdichte geschlossen werden. Ebenso ist 

die Anwendung des Cone Calorimeters möglich, um die temperaturabhängige Rohdichte 

unter Berücksichtigung des Porensystems der Probe (Brandschutzputz/ Brandschutzplatten) 

zu ermitteln. Eine gekoppelte TGA-DSC Analyse kann ebenfalls angewendet werden, um die 

spezifische Wärmekapazität und die temperaturabhängige Massenänderung simultan zu 

ermitteln.  

Ausgehend von den experimentellen Untersuchungen der betrachteten Brandschutzmateria-

lien, kann für Brandschutzputze und Brandschutzplatten das in Abbildung 7-3 dargestellte 

Ablaufschema zur Bestimmung der temperaturabhängigen Materialkennwerte empfohlen 

werden. 
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Abbildung 7-3: Schematischer Ablauf zur Bestimmung thermischer Materialkennwerte von 
Brandschutzplatten und Brandschutzputzen bei Naturbrandeinwirkungen 

Für die Wärmeleitfähigkeitsmessung von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen wer-

den unter Anwendung der TPS-Methode die in Tabelle 7-1 angegebenen Randbedingungen 

empfohlen. Die Anwendungsgrenze liegt aufgrund des hohen Sensorverschleißes bei maxi-

malen Temperaturen bis 500-600 °C. Für Wärmeleitfähigkeitsmessungen von Brandschutz-

platten und Brandschutzputzen bei höheren Temperaturen sollte ein Prüfofen mit Steuerung 

der Atmosphäre und Steuerung der Auf-und Abkühlraten verwendet werden. Mögliche Ein-

gabewerte für die Messdauer und die Heizleistung sind in Tabelle 7-1 dargestellt. Die Mess-

zeit ist direkt von der Probendicke d sowie der thermischen Leitfähigkeit des Probenmaterials 

abhängig. Ferner ist ein linearer Zusammenhang zwischen der Heizleitung und der Tempe-

raturerhöhung im Material gegeben. Für die Auswertung der erzielten TPS Messergebnisse 

empfiehlt es sich einen Streubereich der Messwerte für unterschiedliche Temperaturen an-

zugeben, da aufgrund des Feuchtegehalts, des Porengehalts und aufgrund von thermoche-

mischen und thermophysikalischen Prozessen die Wärmeleitfähigkeit von Brandschutzplat-

ten und Brandschutzputzen mit steigenden Temperaturen stark variiert. 
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Tabelle 7-1: Empfohlene Randbedingungen für die Wärmeleitfähigkeitsmessung von Brand-
schutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung der TPS- Methode 

 Gipskartonfeu-
erschutzplatte 

Gipsfa-
serplatte 

Calciumsili-
katplatte 

Perlit-
haltiger 
Brand-
schutzputz 

An-
merkungen 

Probenab- 
messungen 80 mm x 80 mm x Probendicke d mm 

 

Probenab-
messung 
aufgrund des 
Probenhalters 
begrenzt 

Proben- 
konditionierung 

Trocknung 24 
Std. bei 40 °C  

Trock-
nung 24 
Std. bei 
40 °C 

Trocknung 24 
Std. bei 
100 °C 

Trocknung 
24 Std. bei 
100 °C 

 

Lagerung der 
Proben 

Klimaschrank 
Konstante Temperatur und Luftfeuchte 

 

Aufheizrate 10 K/m 10 K/m 10 K/m 10 K/m Empfehlung 
geringerer 
Aufheizraten 
(Einfluss der 
Aufheizraten 
nicht unter-
sucht) 

Abkühlrate 10 K/m 10 K/m 10 K/m 10 K/m  

Messbereich min. 20 °C (RT) 
max. 500 °C 

min. 
20 °C 
(RT) 
max. 
500 °C 

min. 20 °C 
(RT) 
max. 500 °C 

min. 20 °C 
(RT) 
max. 
500 °C 

Maximale 
Temperatur 
durch hohen 
Sensorver-
schleiß be-
grenzt 

Sensortyp 
 

Für Raumtemperatur (RT): Kapton 8563 mit Radius 
r = 9,908 mm 

Radius des 
Sensor muss 
an Probengrö-
ße angepasst 
werden 

100 °C -500 °C: Mica 4921 Radius r = 9,719 mm 

Atmosphäre im 
Prüfofen 

Sauerstoff 
Für den Hochtemperaturbereich: inert 

Auswahl des 
Prüfofens 
nach Steue-
rung der Heiz-
raten und 
Atmosphäre 

Messdauer 
(sec) 

RT (20-
30 °C):  
40 sec 
 

RT (20-
30 °C):  
80, 160 sec 
 

RT (20-
30 °C):  
80, 100, 
160 sec 
 

RT (20-30 °C):  
80 sec 
 

Kürze Mess-
dauern oder 
geringere 
Heizleistung 
bei Messun-
gen nach 
Temperatur-
programm, 
Messdauer an 
thermische 
Leitfähigkeit 
und Probendi-
cke gebunden 
d = 2 *√a∙t 
mit a=λ/ρ∙cp 

90-500 °C:  
40-80 sec 

90-500 °C:  
40-80 sec 

90-500 °C:  
80 sec 

90-500 °C: 
40-80 sec 
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Zur Bestimmung der temperaturabhängigen, spezifischen Wärmekapazität von Brand-

schutzplatten und Brandschutzputzen kann die DSC-Analyse unter den in Tabelle 7-2 emp-

fohlenen Randbedingungen angewendet werden. Die Messung der spezifischen Wärmeka-

pazität ist auf maximale Temperaturen von 600 °C begrenzt, was auf die verwendeten Pro-

benhalter (Tiegel) und ihre Temperaturbeständigkeit zurückzuführen ist. Für die Bestimmung 

von cp für Brandschutzplatten und Brandschutzputze können die angegebenen Aufheiz- und 

Abkühlraten angewendet werden (vgl. Tabelle 7-2). 

Tabelle 7-2: Empfohlene Randbedingungen für die Messung der spezifischen Wärmekapazi-
tät von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung der DSC-Analyse 

 Gipskarton-
feuerschutz
erschutz-
platte 

Gipsfaser
platte 

Calciumsilikat-
platte 

Perlithaltiger 
Brandschutz-
putz 

An-
merkungen 

Probengröße 

9-12 mg 

Probenvorbe-
reitung: zer-
stoßen, zer-
kleinern und 
pulverisieren 

Probenkonditio-
nierung 

Trocknung 
24 Std. bei 
40 °C 

Trocknung 
24 Std. bei 
40 °C 

Trocknung 24 
Std. bei 100 °C 

Trocknung 24 
Std. bei 100 °C 

 

Probenlagerung Klimaschrank 
Konstante Temperatur und Luftfeuchte 

 

Probenhalter 
(Tiegel) 

Tiegel aus Aluminium oder Aluminiumoxid Al2O3  

Messbereich Min. 15-
30 °C 
Max. 600 
°C 

Min. 15-
30 °C 
Max. 
600 °C 

Min. 15-30 °C 
Max. 600 °C 

Min. 15-30 °C 
Max. 600 °C 

Max. Tempe-
raturen ab-
hängig vom 
Tiegelmaterial 

Aufheizrate 10 K/min 10 K/min 20 K/min 20 K/min  

Abkühlrate 10 K/min 10 K/min 6 K/min 10 K/min Für gipsge-
bundene 
Brandschutz-
platten irrele-
vant 

Heizleistung 
(mW) 

RT (20-
30 °C): 
120-
150 mW 

RT (20-
30 °C): 
80-100 mW 

RT (20-
30 °C): 
40-80 mW 

RT (20-30 °C): 
40  mW 

Linearer Zu-
sammenhang 
zwischen der 
Heizleistung 
und der Tem-
peratur-
diffe-
renz/anstieg 

90-500 °C: 
80-100 mW 

90-500 °C:  
80-100 mW 

90-500 °C: 
80 mW 

90-500 °C: 
80 mW 

Anzahl Mes-
sungen 

Pro Temperatur min. 3 Messungen, min. 4 Messdurchläufe 
derselben Probe unter einem Temperaturprogramm  

 

Auswertung  Temperaturerhöhung zwischen 2 und 5 K 
Keine Überschreitung der Probendicke 
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Atmosphäre Stickstoff 35 ml/min  

Anzahl Mes-
sungen 

min. 3 Messdurchläufe derselben Probe unter einem Tem-
peraturprogramm 

Varianz gering 

Auswertung Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abkühlphase berück-
sichtigen 
Messverlauf von cp mit thermochemischen und thermophy-
sikalischen Prozessen zu begründen 
Mittelwertbildung unter Angabe des Streubereichs 

 

 

Die Ermittlung der Rohdichte von Brandschutzputzen und –platten kann vereinfacht durch 

Wägung und unter Berücksichtigung der Probenabmessungen erfolgen. Die Bestimmung 

des temperaturabhängigen Massenverlustes respektive der Rohdichte von Brandschutzplat-

ten und Brandschutzputzen kann unter der Berücksichtigung des Porensystems mit dem 

Cone Calorimeter erfolgen. Unter Vernachlässigung des Porensystems kann der tempera-

turabhängige Massenverlust von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen mit der ther-

mogravimetrischen Analyse ermittelt werden. Die dafür empfohlenen Eingabedaten und 

Randbedingungen zeigt Tabelle 7-3.  

Tabelle 7-3: Empfohlene Randbedingungen für die Messung des temperaturabhängigen 
Massenverlustes von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung der TGA 

 Gipskarton-
feuerschutz-
erschutz-
platte 

Gipsfaser
platte 

Calciumsilikat-
platte 

Perlithaltiger 
Brand-
schutzputz 

Anmerkungen 

Probengröße 

ca.10 mg 

Probenvorberei-
tung: zerstoßen, 
zerkleinern und 
pulverisieren 

Probenkondi-
tionierung 

Trocknung 
24 Std. bei 
40 °C 

Trocknung 
24 Std. bei 
40 °C 

Trocknung 24 
Std. bei 100 °C 

Trocknung 
24 Std. bei 
100 °C 

 

Probenlage-
rung 

Klimaschrank 
Konstante Temperatur und Luftfeuchte 

 

Probenhalter 
(Tiegel) 

Tiegel aus Keramik  

Messbereich Min. 15-
30 °C 
Max. 1000 
°C 

Min. 15-
30 °C 
Max. 1000 
°C 

Min. 15-30 °C 
Max. 1000 °C 

Min. 15-
30 °C Max. 
1000 °C 

Max. Temperatu-
ren abhängig vom 
Tiegelmaterial 

Aufheizrate 10 K/min 10 K/min 40 K/min 20 K/min  

Abkühlrate 10 K/min 10 K/min 10 K/min 10 K/min Für temp. Mas-
senverlust irrele-
vant 

Atmosphäre Sauerstoff 50 ml/min  

Anzahl Mes-
sungen 

Doppelbestimmung derselben Probe unter einem definier-
ten Temperaturprogramm 

Varianz gering 

Auswertung Messverlauf mit thermochemischen und thermophysikali-
schen Prozessen zu begründen 
Mittelwertbildung unter Angabe des Streubereichs 
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Unter Berücksichtigung des Porensystems von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen 

kann das Cone Calrimeter zur Ermittlung des temperaturabhängigen Massenverlustes her-

angezogen werden. Die empfohlenen Randbedingungen zur Verwendung des Cone Calori-

meters zeigt Tabelle 7-4. Die Messungen des Massenverlustes in Abhängigkeit der Tempe-

ratur sind durch die maximale Porentemperatur begrenzt.  

Tabelle 7-4: Empfohlene Randbedingungen für die Messung des temperaturabhängigen 
Massenverlustes von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung des 

Cone Calorimeters 

 Gipskarton-
feuerschutz
erschutz-
platte 

Gipsfaser
platte 

Calciumsilikat-
platte 

Perlithaltiger 
Brandschutz-
putz 

Anmerkungen 

Probengröße 80 mmx 80 mm x Probendicke d mm 
 

 

Probenkonditi-
onierung 

Trocknung 
24 Std. bei 
40 °C 

Trocknung 
24 Std. bei 
40 °C 

Trocknung 24 
Std. bei 100 °C 

Trocknung 
24 Std. bei 
100 °C 

 

Probenlage-
rung 

Klimaschrank 
Konstante Temperatur und Luftfeuchte 

 

Probenhalter Vermikulitrahmen 160 mm x 165 mm x 65 mm  

Wärmestrah-
lung (W/m²) 

35 W/m²  

Probentempe-
ratur 

Messung mittel Thermoelement Typ K in einer Achse an 
Oberfläche der Probe, Unterseite der Probe und Mitte der 
Probe  

 

Messdauer 50 Std. 
 

50 Min. 36 Min. 32 Min.  

Temperaturbe-
reich 

RT bis 
500 °C 

RT bis 
500 °C 

RT bis 450 °C RT bis 
350 °C 

 

Auswertung Ermittelte Probentemperatur in Abhängigkeit des Proben-
gewichtes liefert  
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 Reaktive Brandschutzsysteme 7.5

7.5.1 Anwendungsgrenzen 

Im Rahmen des vorliegenden Forschungsberichts wurden experimentelle Untersuchungen 

an einem wasserbasierten und einem lösemittelhaltigen Brandschutzsystem durchgeführt. 

Epoxidharzbasierte Brandschutzsysteme konnten aufgrund des Projektumfangs nicht unter-

sucht werden. Die Analyse des Stands der Forschung hat jedoch ergeben, dass vor allem 

lösemittelhaltige reaktive Brandschutzsysteme besonders sensitiv auf veränderliche Aufheiz-

geschwindigkeiten reagieren. Wasserbasierte sowie epoxidharzbasierte Brandschutzsyste-

me weisen zwar ebenfalls eine Heizratenabhängigkeit auf, diese ist jedoch im Falle der un-

tersuchten Brandschutzsysteme von Tabeling [122] und Weisheim et al. [135] weniger aus-

geprägt.  

Im Folgenden erfolgt die Festlegung der Grenzwerte, ab wann reaktive Brandschutzsysteme 

im Falle eines Naturbrandes zusätzlichen Untersuchungen unterzogen werden müssen, auf 

der Grundlage der beiden untersuchten Brandschutzsysteme. Die nachfolgend beschriebe-

nen Empfehlungen sollen dabei für die Ermittlung thermischer Materialkennwerte von was-

serbasierten, lösemittelhaltigen und epoxidharzbasierten reaktive Brandschutzsysteme gel-

ten, die einen gültigen Verwendbarkeitsnachweis in Deutschland besitzen. Ablations- und 

Sublimationsbeschichtungen sind nicht Teil der Prüfverfahren. 

7.5.2 Mindestumfang an Untersuchungen 

Für eine ausreichende Analyse der thermischen Materialkennwerte reaktiver Brand-

schutzsysteme muss ein Mindestumfang an experimentellen Untersuchungen durchgeführt 

werden. Dieser ist in Abbildung 7-4 dargestellt. Mit einer gekoppelten Thermogravimetri-

schen Analyse (TGA) und einer Differential Scanning Calorimetry (DSC) lassen sich sowohl 

die temperaturabhängige Massenänderung als auch die spezifische Wärmekapazität ermit-

teln. Für die Analyse des Expansionsverhaltens muss zudem eine digitale Expansionsanaly-

se durchgeführt werden. Der entsprechende Versuchsaufbau ist Kapitel 4.2.6 zu entnehmen. 

 

Abbildung 7-4: Mindestumfang an experimentellen Untersuchungen, der erforderlich ist, um 
das thermische Verhalten eines reaktiven Brandschutzsystems bei Naturbränden zu quantifi-

zieren. 

Ausgehend von der ermittelten Expansionskurve lässt sich die äquivalente Wärmeleitfähig-

keit des reaktiven Brandschutzsystems unter Berücksichtigung der analytischen Berech-
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nungsvorschrift nach Tabeling [122] ermitteln. Die Berechnungsvorschrift kann u.a. Abbil-

dung 7-6 entnommen werden. 

7.5.3 Hinweise für die Durchführung der Untersuchungen 

Für die Durchführung der experimentellen Untersuchungen sind detaillierte Angaben zu den 

jeweiligen Versuchsaufbauten in Kapitel 4.2 dokumentiert. Die Anwendung der zum Teil neu 

entwickelten Prüfverfahren ist an die Einhaltung bestimmter Randbedingungen geknüpft, die 

im Folgenden für jede Versuchsdurchführung separat aufgeführt werden. 

Digitale Expansionsanalyse 

Mit der digitalen Expansionsanalyse lässt sich das Expansionsverhalten eines reaktiven 

Brandschutzsystems für beliebige Temperaturzeitkurven und Aufheizgeschwindigkeiten un-

tersuchen. Die in Tabelle 7-5 dokumentierten Randbedingungen sollten dabei beachtet wer-

den. 

Tabelle 7-5: Empfohlene Randbedingungen für die Ermittlung des Expansionsverhaltens von 
reaktiven Brandschutzsystemen 

 Reaktive Brandschutzsysteme 

Proben-
geometrie 

Quadratisch (25 x 25 mm) oder rund (Ø 30 mm) 

Probenmaterial Baustahl S235 JR oder vergleichbare Baustähle 
hinsichtlich der thermischen Materialkennwerte 

Materialdicke 0,7 – 1,0 mm 

Trocken-
schichtdicke 
des RBS 

200 – 400 μm 

Thermoele-
mente 

Typ K (Durchmesser: Ø 0,51 mm): Anordnung 
von oben oder unten 

Ausrichtung 
der Kamera 

Vermeidung von perspektivischen Ansichten 

Kalibrierung 
der Bildanalyse 

Breite bzw. Durchmesser der Probe als Refe-
renzlänge für die Kalibrierung der Bildanalyse 
verwenden 

Auswertung Auswertung der expandierten Schichtdicke an 
den Temperaturmessstellen sowie an der mini-
malen und maximalen Stelle (Mittelwertbildung) 

 

Ziel der digitalen Expansionsanalyse ist es, das Expansionsverhalten eines reaktiven Brand-

schutzsystems durch Expansionskurven zu beschreiben, die in Abhängigkeit einer mittleren 

RBS-Temperatur definiert werden. Aus diesem Grund sollten bei den Analysen geringe Tro-

ckenschichtdicken des reaktiven Brandschutzsystems verwendet werden, um einen großen 

Temperaturgradienten entlang der expandierten Schaumschicht zu vermeiden. Dies steht 

zwar vermeintlich im Widerspruch mit der Funktionsweise der Brandschutzsysteme, dem 
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wird im Rahmen der numerischen Simulationen jedoch Rechnung getragen, indem die abge-

leiteten Expansionskurven für eine elementweise Expansion definiert werden, sodass hier-

durch der funktionsrelevante Temperaturgradient innerhalb der modellierten Schaumschicht 

erneut abgebildet wird. 

Für die Durchführung der digitalen Expansionsanalyse bieten sich sowohl quadratische als 

auch runde Proben an. Entscheidend für die Wahl der Proben ist die Stahlplattendicke. Die-

se sollte maximal 1,0 mm betragen. Mit der Begrenzung der Stahlplattendicke soll eine Be-

einflussung der Erwärmung des reaktiven Brandschutzsystems durch die Stahlplatte auf ein 

Mindestmaß reduziert werden. Bei Nichteinhaltung der maximal zulässigen Stahlplattendicke 

findet andernfalls eine signifikante Beeinflussung des Erwärmungsverhaltens durch die 

thermische Trägheit des gewählten Probenmaterials (Substrats) statt. Dies sollte unbedingt 

vermieden werden, wenn die ermittelten Expansionskurven in späteren Simulationen für be-

liebige Bauteilmassigkeiten eingesetzt werden sollen. 

Grundsätzlich wird für die Durchführung der Expansionsanalyse empfohlen, den in Abbildung 

7-5 dargestellten weiterentwickelten Versuchsaufbau zu verwenden. Vorteil dieses Ver-

suchsaufbaus ist die neuartige Anordnung der Thermoelemente (TE), mit der eine noch bes-

sere Lagesicherung der Messstellen sichergestellt wird. Das ursprüngliche Messprinzip bleibt 

von diesen Änderungen weiterhin unberührt.  

 

Abbildung 7-5: Weiterentwicklung des Versuchsaufbaus für die Durchführung der Expansi-
onsanalyse von reaktiven Brandschutzsystemen 

Bei der Auswertung der Messdaten ist darauf zu achten, dass die mittlere RBS-Temperatur 

nur mit den Messdaten der Thermoelemente ermittelt wird, die bereits von der expandierten 

Schaumschicht eingeschlossen sind. Andernfalls wird die Gastemperatur bei der Beschrei-

bung des temperaturabhängigen Expansionsfaktors herangezogen und die Ergebnisse damit 

verfälscht. Zu Beginn des Versuchs ist somit zunächst nur die Temperatur des Thermoele-

mentes TE 0 mm heranzuziehen. 
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Differential Scanning Calorimetry (DSC) 

Die dynamische Differenzkalorimetrie (engl. Differential Scanning Calorimetry) stellt ein ge-

normtes Verfahren zur Bestimmung des Schmelz- oder Kristallisationsverhaltens sowie der 

Glasübergangstemperatur von Materialien dar. Gleichzeitig wird das Verfahren dazu genutzt, 

um die spezifische Wärmekapazität von z.B. Kunststoffen zu ermitteln. Während allgemeine 

Grundlagen zu dem Messprinzip DIN EN ISO 11357-1 und gezielte Angaben zur Ermittlung 

der spezifischen Wärmekapazität DIN EN ISO 11357-4 entnommen werden können, sollten 

bei der Durchführung der DSC-Analyse für reaktive Brandschutzsysteme die in Tabelle 7-6 

zusammengefassten Randbedingungen beachtet werden. 

Tabelle 7-6: Empfohlene Randbedingungen für die Durchführung einer gekoppelten TGA-
DSC-Analyse von reaktiven Brandschutzsystemen 

 Reaktive Brandschutzsysteme 

Proben-

vorbereitung 

Ausreichend getrocknet und in Pulverform ver-

arbeitet 

Probenmenge Die Probenmenge (5 – 10 mg) sollte in Bezug 

auf das Expansionsverhalten und das Messtie-

gelvolumen dimensioniert werden 

Probenhalter 

(Messtiegel) 

Sollten nach Möglichkeit aus Platin bestehen, 

um Wechselreaktionen mit dem RBS auszu-

schließen 

Messbereich 40 – 1000 °C 

Aufheizrate 10, 20 und 30 K/min 

Abkühlrate 10, 20 und 30 K/min 

Atmosphäre 
Als Spül- und Reaktionsgas sollte synthetische 

Luft (80 % Ar, 20 % O2) verwendet werden 

(50 ml/min) 

Anzahl Mes-

sungen 

Mindestens zwei Messungen je Temperatur-

programm; bei größerer Abweichung sollte eine 

dritte Messung erfolgen 

Grundsätzlich ist es zu empfehlen die DSC-Analyse mit einer gekoppelten TG-Analyse 

durchzuführen, um den Untersuchungsaufwand zu reduzieren.  
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Thermogravimetrische Analyse (TGA) 

Die Thermogravimetrische Analyse dient für die Ermittlung der temperaturabhängigen Mas-

senänderung eines Materials und ist u.a. für Kunststoffe in DIN EN ISO 11358-1 genormt. 

Bei diesem Verfahren werden dieselben Messtiegel verwendet, wie bei der DSC-Analyse, 

sodass stets eine gekoppelte DSC-TG-Analyse angestrebt werden sollte. Entsprechend soll-

ten bei der Durchführung der TGA die für die DSC aufgeführten Hinweise beachtet werden. 

7.5.4 Empfehlungen für die Ermittlung thermischer Materi-

alkennwerte 

Ausgehend von den durchgeführten Untersuchungen innerhalb des vorliegenden For-

schungsberichtes wird empfohlen, die thermischen Materialkennwerte für reaktive Brand-

schutzsysteme nach dem in Abbildung 7-6 dargestellten Ablaufschema zu ermitteln.  

 

Abbildung 7-6: Schematischer Ablauf zur Bestimmung thermischer Materialkennwerte von 
reaktiven Brandschutzsystemen bei Naturbrandeinwirkungen für numerische Simulationen 
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In den Fällen, in denen die Aufheizgeschwindigkeit eines Bemessungsbrandes (Naturbran-

des) ≤ 30 K/min ist, sollten die thermischen Materialkennwerte der Brandschutzsysteme ge-

sondert ermittelt werden. Als konservativer Ansatz wird hierfür eine Aufheizgeschwindigkeit 

von 10 K/min bis zu einer Temperatur von 1000 °C als unterer Grenzwert empfohlen. In den 

Fällen, in denen die Aufheizgeschwindigkeit des Bemessungsbrandes > 30 K/min ist, kann 

näherungsweise auf die thermischen Materialkennwerte zurückgegriffen werden, die für die 

Einheits-Temperaturzeitkurve abgeleitet wurden. 

Die auf diese Weise ermittelten thermischen Materialkennwerte der reaktiven Brand-

schutzsysteme können im Nachgang von Berechnungsingenieuren im Rahmen von numeri-

schen Simulationen verwendet werden. Exemplarische Anwendungen sind hierfür in Kapitel 

7.3.3 aufgeführt. 

 Zusammenfassung 7.6

Zur Ermittlung der thermischen Materialkennwerten λ, ρ und cp stehen verschiedene thermo-

analytische Messverfahren und Methoden zur Auswahl. Im Rahmen der Forschungsarbeit 

sind ausgewählte thermoanalytische Messmethoden und Verfahren für verschiedene Brand-

schutzmaterialien angewendet worden. Unter der Berücksichtigung von Randbedingungen 

und Anwendungsgrenzen können mit den Verfahren und Methoden temperaturabhängige 

Materialkennwerte für die Aufheiz- und Abkühlphase eines Naturbrandes ermittelt werden. 

Für eine einheitliche Bestimmung wurden Empfehlungen für Anwendungsprozeduren be-

schrieben, die eine Vereinheitlichung der Ergebnisse der Prüfverfahren zum Ziel haben. Die 

Empfehlungen können auf Brandschutzplatten, Brandschutzputze und reaktive Brand-

schutzsysteme mit vergleichbaren Eigenschaften wie der untersuchten Brandschutzmateria-

lien übertragen werden. Die Angaben können je nach Fragestellung gegebenenfalls variie-

ren. 
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8 Zusammenfassung, Schlussfolgerungen und 

Ausblick 

 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen 8.1

Ziel des Forschungsvorhabens war es, Rahmenbedingungen für allgemeine Prüfverfahren 

zur Ermittlung von thermischen Materialkennwerten von Brandschutzbekleidungen und reak-

tiven Brandschutzsystemen für die Bemessung von Stahltragwerken bei Naturbränden zu 

entwickeln. Ferner sollten fehlende thermische Materialkennwerte für Brandschutzbekleidun-

gen und reaktive Brandschutzsysteme sowohl für die Aufheizphase als auch für die Abkühl-

phase bereitgestellt werden. 

Aufgrund der experimentellen Daten konnten die Kenntnislücken der thermischen Materialei-

genschaften geschlossen werden. Die experimentellen Daten liefern eine Aussage über das 

thermische Materialverhalten sowohl für die Aufheizphase als auch für die Abkühlphase. 

Zusätzlich sind Handlungsempfehlungen und Randbedingungen für thermoanalytische 

Messverfahren und Messmethoden aufgezeigt worden, die eine einheitliche Vorgehensweise 

zur experimentellen Bestimmung thermischer Materialkennwerte von Brandschutzmaterialien 

ermöglichen. Ein Großbrandversuch wurde durchgeführt, um die thermische Schutzwirkung 

der betrachteten Brandschutzmaterialien im realen Maßstab zu erfassen. Zusätzlich lieferte 

der Großbrandversuch wichtige Erkenntnisse zum Einfluss der mechanischen Einwirkung 

auf die thermische Schutzwirkung der Brandschutzmaterialien. Die ermittelten thermischen 

Materialeigenschaften der Laborversuche konnten auf den großmaßstäblichen Brandversuch 

übertragen werden. Zusätzlich sind thermische Effekte wie Fugen-, Riss- und erhöhte Bla-

senbildung sowie unterschiedliches Aufschäumverhalten untersucht worden. Anhand des 

Großbrandversuches zeigte sich, dass insbesondere in der Abkühlphase höhere Stahltem-

peraturen erreicht werden können. Die realen Stahltemperaturen wurden verwendet, um die 

numerischen FE-Modelle zu validieren. 

Die numerischen Simulationen haben gezeigt, dass mit Hilfe der FE-Modelle und den entwi-

ckelten thermischen Materialkennwerten die thermische Schutzwirkung von Brandschutzma-

terialien berechnet werden kann. Im Gegensatz zu zeit- und kostenintensiven Brandversu-

chen stellen numerische Untersuchungen eine geeignete Alternative dar. Die thermischen 

Materialkennwerte für die Aufheiz- und Abkühlphase, die aus experimentellen Daten abgelei-

tet wurden, können zu einer realitätsnahen Berechnung der Stahlbauteiltemperaturen eines 

bekleideten oder geschützten Stahlbauteils angewendet werden. Eine wirtschaftlichere Be-
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messung bekleideter und geschützter Stahlbauteile wird ermöglicht. Für Brandschutzmate-

rialien unter Naturbrandbeanspruchung können die vorgestellten thermischen Materialkenn-

werte und die entwickelten FE-Modelle zukünftig verwendet werden. Eine Verallgemeinerung 

auf andere Brandschutzmaterialien ist unter der Voraussetzung vergleichbarer Materialei-

genschaften der Brandschutzmaterialien und vergleichbarer Naturbrandszenarien (Aufheiz- 

und Abkühlraten) möglich.  

Die Bereitstellung von Rahmenbedingungen und Empfehlung neu entwickelter und genorm-

ter thermoanalytischer Messmethoden und Messverfahren ermöglicht das thermische Mate-

rialverhalten experimentell zu bestimmen. Insbesondere bei fehlenden Angaben der thermi-

schen Materialkennwerte ist dies von Nöten. Die zurzeit in DIN EN 1993-1-2/NA [7] bereitge-

stellten Materialkennwerte für ausgewählte Brandschutzmaterialien sind nur für Beanspru-

chungen nach der Einheits-Temperaturzeitkurve anwendbar. Entsprechend der Forschungs-

ergebnisse können diese nicht bedingungslos für die Bemessung unter Naturbrand ange-

wandt werden. Dies betrifft insbesondere die Abkühlphase. Hier konnte aufgrund der Ergeb-

nisse im vorliegenden Forschungsbericht der Verlauf der thermischen Materialienkennwerte 

ermittelt und ferner die Kenntnislücke über das thermische Materialverhalten in der Abkühl-

phase geschlossen werden. Die Forschungsergebnisse haben gezeigt, dass eine Differen-

zierung der verschiedenen Brandschutzmaterialien ebenfalls notwendig ist. Während für 

Brandschutzplatten eine Heizratenabhängigkeit sowie die maximalen Brandraumtemperatu-

ren und die Thermochemie der Komponenten (z.B. Gips) entscheidend sind, zeigen die Er-

gebnisse beim Brandschutzputz, dass der Einfluss der Porosität und der Feuchtegehalte die 

thermischen Materialkennwerte beeinflusst. Reaktive Brandschutzsysteme weisen hingegen 

ein heizratenabhängiges Expansions- und Schrumpfverhalten sowie eine heizratenabhängi-

ge Wärmeleitfähigkeit auf. Auch die Ausbildung der expandierten Schaumschicht und die 

Bildung einzelner großer Blasen werden durch die unterschiedlichen thermischen Einwirkun-

gen beeinflusst. 

Eine Anwendung des Naturbrandverfahrens kann nun für geschützte Stahlbauteile mit den 

untersuchten Brandschutzmaterialien erfolgen. Für die Anwendung der Brandschutzingeni-

eurmethoden bei geschützten Stahlbauteilen können die bereitgestellten thermischen Mate-

rialkennwerte für die Aufheizphase und die Abkühlphase angewendet werden. Rechnerische 

Analysen zum thermischen Verhalten geschützter Stahlbauteile mit den betrachteten Brand-

schutzmaterialien können durchgeführt werden. Ferner können die bereitgestellten Empfeh-

lungen standardisierter Prüfrahmenbedingungen von Produktherstellern verwendet werden, 

um thermische Materialkennwerte ihrer Produkte zu ermitteln und diese für Brandschutz-

nachweise zur Verfügung zu stellen. 
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Eine zuverlässigere und wirtschaftlichere Bemessung von geschützten Stahlbauteilen unter 

Naturbrandbeanspruchung kann dadurch ermöglicht werden.  

 Ausblick 8.2

Im Rahmen des Forschungsvorhabens sind für geschützte Stahlbauteile unter Naturbränden 

Empfehlungen für Prüfmethoden und Verfahren entwickelt worden, die eine standardisierte 

Bestimmung der thermischen Materialkennwerte von Brandschutzmaterialien für die Aufheiz-

und Abkühlphase ermöglichen sollen. Unter Berücksichtigung der Empfehlungen sind ther-

mische Materialkennwerte der untersuchten Brandschutzmaterialien ermittelt und in allge-

meingültige temperaturabhängige Verläufe überführt worden. Die Anwendung der ermittelten 

thermischen Materialkennwerte wurde in den entwickelten FE-Modellen gezeigt, die eine 

realitätsnahe Berechnung der Bauteiltemperaturen für geschützte Stahlbauteile ermöglichen. 

Eine Validierung der FE-Modelle, die auf den thermischen Materialkennwerten basieren, 

konnte mittels der realen Messdaten aus dem Großbrandversuch erfolgen.  

Der Einfluss von unterschiedlichen Heizraten auf die Wärmeleitfähigkeit von Brandschutz-

putzen und Brandschutzplatten konnte im Forschungsvorhaben nicht betrachtet werden, da 

die verwendete Messapparatur (Hot Disk 2500s und Muffelofen VECSTAR) lediglich mit Auf-

heiz- und Abkühlraten von ca. 10 K/min gefahren werden konnte. Zudem hat sich gezeigt, 

dass die Wärmeleitfähigkeitsmessung mittels der TPS-Methode zu deutlichen Streuberei-

chen der Wärmeleitfähigkeit sowohl in der Aufheizphase als auch in der Abkühlphase führt. 

Weitere Prüfverfahren zur Bestimmung der Wärmeleitfähigkeit von inhomogenen Materialien 

mit Berücksichtigung des Feuchtegehalts und der Porosität konnten im Rahmen des For-

schungsvorhabens nicht weiter untersucht werden. Die Messung der Wärmeleitfähigkeit im 

Hochtemperaturbereich sollte in künftigen Forschungsvorhaben vertiefter untersucht werden. 

Für die experimentellen Untersuchungen sind kleinmaßstäbliche Erwärmungsversuche an 

beschichten Stahlplatten und ein Großbrandversuch an geschützten, belasteten Stahlträgern 

und unbelasteten Stahlstützenabschnitten unter Naturbrand durchgeführt worden. Als Stahl-

profil ist ein offenes Profil HEA 240 gewählt worden. Der Einfluss verschiedener Stahlprofile, 

wie runde, offene und geschlossene Profile, auf die Leistungsfähigkeit der betrachteten 

Brandschutzmaterialien wurde dabei nicht betrachtet. Ebenso wurden der Einfluss der Bau-

teilgeometrie und der mechanischen Belastung auf die Leistungsfähigkeit der betrachteten 

Brandschutzmaterialien nur bedingt untersucht. Im durchgeführten, großmaßstäblichen Be-

legversuch hat die Fugenbildung an den Brandschutzplatten gezeigt, dass eine mechanische 

Belastung zusätzliche Risse in den Brandschutzplattenmaterialien hervorruft. Dies gilt in ähn-

licher Weise auch für das untersuchte reaktive Brandschutzsystem. Aus diesem Grund sollte 
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in zukünftigen Forschungsarbeiten z.B. für die reaktiven Brandschutzsysteme der Einfluss 

mechanischer Einwirkungen auf die Leistungsfähigkeit und das Haftvermögen der Brand-

schutzbeschichtungen bei Naturbränden untersucht werden. Neben weiteren Biegetragfähig-

keitsuntersuchungen sollten darüber hinaus Untersuchungen an kreisrunden, zugbean-

spruchten Bauteilen durchgeführt werden. Diese stellen aufgrund ihrer Form einen zusätzli-

chen Sonderfall dar, der sich in der viskosen Phase der reaktiven Brandschutzsysteme be-

merkbar macht.  

Der Einfluss der viskosen Phase reaktiver Brandschutzsysteme, der anhand geringer Auf-

heizgeschwindigkeiten verstärkt wird, spielt auch bei der Orientierung der untersuchten Bau-

teile eine wichtige Rolle. Da die Erwärmungsversuche an beschichteten Stahlplatten im 

Rahmen des Forschungsprojektes nur in horizontaler Lage durchgeführt wurden, sollte in 

zukünftigen Forschungsarbeiten der Einfluss einer senkrechten Probenausrichtung bzw. der 

Anordnung der Probe über Kopf auf das Haftvermögen und die thermische Schutzwirkung 

der reaktiven Brandschutzsysteme untersucht werden. 

Darüber hinaus sollte die im Großbrandversuch beobachtete Blasenbildung (große Einzel-

blasen mit Öffnungen bzw. nachträglich zugeschäumten Öffnungen) systematischer unter-

sucht werden. Hier sollten die Zusammenhänge zwischen der Orientierung der Bauteile und 

der thermischen Einwirkung (Naturbrände mit unterschiedlichen Aufheiz- und Abkühlge-

schwindigkeiten) analysiert werden. 

Für die Brandschutzplatten wurden im Forschungsprojekt nur Dicken von 15 mm bzw. 

20 mm untersucht. Der Einfluss der Dicke sowie die mehrlagige Anordnung der Brand-

schutzplattenbekleidung wurde im Rahmen des Forschungsprojektes nicht detailliert betrach-

tet. Auf der Grundlage der bisherigen Ergebnisse kann jedoch auf einen signifikanten Ein-

fluss der Plattendicke auf die thermische Schutzwirkung der Brandschutzplatten geschlossen 

werden. In zukünftigen Forschungsarbeiten sollte dieser Einfluss genauer untersucht wer-

den. 

Die im Rahmen des Forschungsprojektes erzielten Forschungsergebnisse wurden bzw. wer-

den in folgenden Transfermaßnahmen publiziert. 

 

 

 

 

 

 

 



Zusammenfassung, Schlussfolgerungen und Ausblick 303 

 

 

Durchgeführte Transfermaßnamen 
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Maßnahme Ergebnistransfer Datum 

      

 
M1 Projektbegleitender 

Ausschuss (PA) 

Projektbegleitender Ausschuss (PA)  07.11.2016  

 

M2 Deutscher Stahlbau 

Verband (DSTV) -  AA 

Brandschutz  

Deutscher Stahlbau Verband (DSTV) -  AA 

Brandschutz  

07.11.2016  

 

M3 Projektbegleitender 

Ausschuss (PA) 

Vorstellung des Forschungsprojekts, der geplan-

ten Untersuchungen sowie des aktuellen Bearbei-

tungsstandes 

07.03.2017 

 

M4 Deutscher Stahlbau 

Verband (DSTV) -  AA 

Brandschutz 

Vorstellung des Forschungsprojekts, der geplan-

ten Untersuchungen sowie des aktuellen Bearbei-

tungsstandes 

07.03.2017 

 

M5 Konferenzbeitrag 

IFireSS 2017 in  Nea-

pel 

Schaumann, P.; Weisheim, W.: Effect of heating 

rates in natural fires on the thermal performance 

of a solvent-borne intumescent coating  

07.-09. Juni 

2017 

 

M6 Projektbegleitender 

Ausschuss (PA) 

Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-

führten Untersuchungen sowie der aktuellen Er-

gebnisse 

06.11.2017 

 

M7 Deutscher Stahlbau 

Verband (DSTV) -  AA 

Brandschutz 

Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-

führten Untersuchungen sowie der aktuellen Er-

gebnisse 

06.11.2017 

 

M8 Projektbegleitender 

Ausschuss (PA) 

Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-

führten Untersuchungen sowie der aktuellen Er-

gebnisse  

12.03.2018 

 

M9 Deutscher Stahlbau 

Verband (DSTV) -  AA 

Brandschutz 

Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-

führten Untersuchungen sowie des aktuellen Er-

gebnisse 

12.03.2018  

 

M10 Konferenzbeitrag 

DASt 21. Forschungs-

kolloquium 2018 in 

Kaiserslautern 

Schaumann, P.; Weisheim, W.: Experimentelle 

Untersuchungen zum thermischen Verhalten ei-

nes lösemittelhaltigen reaktiven Brandschutzsys-

tems bei Naturbrandeinwirkungen 

06.-07. 

März 2018 

 

M11 Konferenzbeitrag  

SiF 2018 in Belfast 

Weisheim, W., Schaumann, P., Sander, L., Zeh-

fuß, J.: Numerical model for fire protection Per-

formance of intumescent coatings exposed to 

natural fires  

06.-08. Juni 

2018 

 

M12 Zeitschriftbeitrag 

Bautechnik 

Zehfuß, J., Sander, L., Schaumann, P., Weisheim, 

W.: Experimentelle und numerische Untersuchun-

gen an Brandschutzbekleidungen unter Natur-

brand 

August 

2018 

 

M13  Konferenzbeitrag 

Symposium 2018 

Strucural Fire Engi-

neering  

Sander, L .,Zehfuß, J., Weisheim, W. Schaumann, 

P.: Thermische Materialkennwerte von Brand-

schutzplattenbekleidungungen für Stahlbauteile 

bei Naturbränden 

18.09.2018 

 

M14   Lehrangebot der TU 

Braunschweig und LU 

Hannover 

Forschungsergebnisse können sukzessive in das 

Lehrangebot eingebracht werden 

Seit 

02.2018 

      
Anmerkung: Die Sitzung des projektbegleitenden Ausschusses und die Sitzung des Ar-

beitsausschusses Brandschutz wurden an einem gemeinsamen Termin durchgeführt.  
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Geplante Transfermaßnamen 
T

ra
n

s
fe

rm
a

ß
n

a
h
m

e
n
  

Maßnahme Ergebnistransfer Datum 

      

 

M1 Deutscher Stahlbau 

Verband (DSTV) -  

AA Brandschutz 

Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-

führten Untersuchungen sowie abschließenden 

Ergebnisse 

09.11.2018 

 
M2 Zeitschriftbeitrag 

Stahlbau 

Vorstellung der numerischen Ergebnisse ge-

schützter Stahlbauteile unter Naturbrand 

ab 10.2018 

 

M3 Zeitschriftenbeitrag 

Fire Safety Journal 

oder Fire and Materi-

als 

Darstellung der Forschungsergebnisse  ab 10.2018 
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