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Kurzfassung

Im Rahmen des Forschungsprojektes AIF 19176 N wurden thermoanalytische Messmetho-
den weiterentwickelt und Experimente durchgefuhrt, 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 fiur Prifverfahren zur experimentellen Be-
stimmung der thermischen Materialkennwerte fir Naturbrdnde ermdglicht werden. Zudem
sollen Kenntnislicken bzgl. des thermischen Materialverhaltens von Brandschutzbekleidun-
gen und reaktiven Brandschutzsystemen sowohl fir die Aufheizphase als auch die Abkihl-
phase von Naturbranden geschlossen werden. Hierflr 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 groBmaRstablichen Naturbrandversuch als
auch anhand von numerischen Modellen, die zur Berechnung der thermischen Schutzwir-
kung und des Erwarmungsverhaltens von geschiitzten Stahlbauteilen unter Naturbrand an-
gewendet werden kénnen, tberprift.

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 Kenntnisliicken zum temperaturabhangi-
gen Materialverhalten der betrachteten Brandschutzmaterialien aufzeigen. Ferner wurden mit
Brandsimulationsberechnungen (Zonen- und Feldmodelle) verschiedene Naturbrandszenari-
en berechnet. Hierflr erfolgte auf Basis typischer Anwendungsbereiche geschitzter Stahl-
bauteile die Bestimmung mdglicher Brandszenarien unter Variation der Brandraumgeomet-
rie, der Ventilationsverhaltnisse und der Brandlasten (Art und Menge). Auf Basis der
Brandsimulationsergebnisse ist ein reprasentativer Naturbrandverlauf fur die Untersuchun-
gen ausgewahlt worden. Weiterhin wurden thermoanalytische Messverfahren und Methoden
angewendet, um die temperaturabhéngigen Materialkennwerte der untersuchten Brand-
schutzbekleidungen und reaktiven Brandschutzsystemen zu bestimmen. AnschlieRend wur-
de ein Grof3brandversuch mit mechanisch belasteten, geschitzten Stahltragern und unbelas-
teten Stahlstlitzenabschnitten mit den untersuchten Brandschutzmaterialien durchgefihrt,
um die thermische Schutzwirkung der Brandschutzmaterialien unter Naturbrand und mecha-
nischer Belastung im GroBmafistab zu ermitteln. Mit Hilfe des Finite-Elemente-Programms
Abaqus CAE 2016 wurden zweidimensionale Modelle von geschiitzten Stahlbauteilen erstellt

und mit den Ergebnissen des GrofRbrandversuchs validiert. Mit Hilfe der numerischen und



experimentellen Untersuchungen konnte die thermische Schutzwirkung der betrachteten

Brandschutzmaterialien unter Naturbrand beschrieben und bewertet werden.



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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Einleitung 1

1 Einleitung

1.1 Problemstellung und Zielsetzung

Brandschutzbekleidungen und reaktive Brandschutzsysteme kdénnen zum Schutz von Stahl-
bauteilen vor einer Brandbeanspruchung eingesetzt werden. lhre thermische Schutzwirkung
fuhrt zu einer verzoégerten Erwarmung des zu schiitzenden Stahlbauteils und gewahrleistet
dadurch einen ausreichend langen Feuerwiderstand. Will man die Rechenverfahren der Eu-
rocodes fir die Bemessung der Stahlbauteile im Brandfall anwenden, missen temperatur-
abhangige thermische Materialkennwerte der Brandschutzplattenbekleidungen bekannt sein.
Im Nationalen Anhang zur DIN EN 1993-1-2 (2010) [7] werden derzeit nur konstante tempe-
raturunabhangige Materialkennwerte flr ausgewahlte Brandschutzbekleidungen bereitge-
stellt, die auf Grundlage von Bauteilprifungen unter Verwendung der Einheits-
Temperaturzeitkurve (ETK) ermittelt wurden.

Neben dem herkdmmlichen Bemessungsverfahren ermoglicht der Eurocode auch einen leis-
tungsbasierten Nachweis unter Verwendung realitatsnaher Naturbrandszenarien. Naturbréan-
de stellen im Vergleich zur ETK ein realistisches Modell eines Realbrandes mit Entwick-
lungsphase, Vollbrandphase und Abkihlphase dar. Wahrend die ETK von einem rapiden
und kontinuierlichen Temperaturanstieg ausgeht, wird beim Naturbrand der gesamte Brand-
verlauf unter Berlcksichtigung von Brandlastdichten, Brandraumgeometrien und Ventilati-
onsverhaltnissen betrachtet. Die Auslegung der SchutzmafRnahmen von Brandschutzbeklei-
dungen und reaktiven Brandschutzsystemen fur natirliche Brande kann daher nicht auf
Grundlage der Standard-Brandprifungen erfolgen. Fir die leistungsbasierte Bemessung
brandbeanspruchter geschutzter Stahlbauteile ist die temperaturabhéngige Formulierung der
thermischen Materialkennwerte sowohl fiir die Aufheizphase als auch fiir die Abkuhlphase
einer Naturbrandbeanspruchung unabdingbar.

Ziel des Forschungsvorhabens ist es, die thermischen Materialkennwerte (Warmeleitfahig-
keit, spezifische Warmekapazitat und Rohdichte) fur Brandschutzbekleidungen und reaktive
Brandschutzsysteme firr eine Bemessung von geschitzten Stahlbauteilen unter Naturbrand
anhand von geeigneten Prifmethoden 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 kénnen. Ein weiteres Ziel des Forschungsvorhabens

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

schutzsysteme zu entwickeln.

1.2 Vorgehensweise

Im Rahmen des Forschungsvorhabens wurden systematisch experimentelle und numerische

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

perimentelle Bearbeitungsschritte durchgefiihrt 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
reprasentativen Naturbrandszenarien mit Aufheiz- und Abkulhlraten unter Bertcksich-
tigung von verschiedenen Brandlasten, Ventilationsverhaltnissen und Brandraumge-
ometrien.

Experimentelle Untersuchungen im Labormafstab zur Ermittlung der thermischen
Materialkennwerte von Brandschutzbekleidungen und reaktiven Brandschutzsyste-
men fiir die Aufheiz- und AbklUhlphase von Naturbranden.

Durchfiihrung eines realmaf3stablichen Grof3brandversuches an geschitzten Stahl-
bauteilen unter Naturbrandeinwirkung und mechanischer Belastung. Ermittlung von
Malstabseffekten und Ermittlung der thermischen Schutzwirkung der Brandschutz-
materialien im realen Mal3stab.

Ableitung von temperaturabhéngigen Materialgesetzen aus den experimentellen Ver-
suchsdaten und Uberfiihrung 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 Grol3brandversuch.

Bewertung von thermoanalytischen Messverfahren und Messmethoden. Empfehlung
fir Randbedingungen, Auswertungsprozeduren und Handhabung thermoanalytischer
Prifverfahren zur Ermittlung von thermischen Materialkennwerten von Brandschutz-

bekleidungen und reaktiven Brandschutzsystemen.
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2 Thermische Materialeigenschaften von Brand-
schutzmaterialien — Stand der Erkenntnisse

2.1 Einleitung

Zum Schutz von Stahlbauteilen unter Brandeinwirkung kénnen Brandschutzmaterialien zum
Einsatz kommen. Aufgrund ihrer thermischen Eigenschaften kdnnen Brandschutzmaterialien
die Temperaturbeanspruchung des zu schitzenden Bauteils verringern, indem sie den War-
meilbergang zwischen der Umgebungstemperatur und dem Bauteil verzégern. Die Tempera-
turerh6hung wahrend einer Brandbeanspruchung in einem Stahlbauteil kann soweit verzo-
gert werden, dass kritische Stahltemperaturen vermieden oder méglichst lange hinausgezo-
gert werden kdénnen. Brandschutzmaterialien werden entsprechend haufig zum Schutz nicht-
brennbarer Bauteile mit geringer eigener Feuerwiderstandsdauer, wie z. B. bei Stahlbautei-
len eingesetzt. Aufgrund der thermischen Schutzwirkungen kénnen Stahlbauteile mit Brand-
schutzmaterialien die Anforderung einer Feuerwiderstanddauer gemaf DIN EN 13501 —
2 (2016) [18] erfullen. Die brandschutztechnische Auslegung von Brandschutzmaterialien
selbst erfolgt Uber Brandversuche. Unter Berlcksichtigung des Profilfaktors des zu schit-
zenden Stahlbauteils, der Art der Brandschutzbekleidung sowie dessen thermischen Materi-
aleigenschaften und die Art der Brandbeanspruchung kann die benétigte Dicke der Brand-
schutzmaterialien ermittelt werden. In Abhangigkeit der Dicke der Brandschutzmaterialien
konnen Feuerwiderstanddauern von bis zu 180 Minuten erfillt werden. Brandschutzmateria-
lien kbénnen in Form von Brandschutzplatten, als Brandschutzputz oder in Form eines reakti-
ven Brandschutzsystems auf das zu schitzende Stahlbauteil appliziert werden. Das Brand-
schutzmaterial kann dabei kastenférmig oder profilfolgend angeordnet werden. Die Qualitat,
Oberflachenbeschaffenheit und die jeweilige Dicke der Bekleidung sollte dabei Uiber die ge-
samte Flache/Lange des zu schiitzenden 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 ldsemittelhaltig).

Zur Abschatzung 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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hangigen Materialgesetze umfassend untersucht werden. Die thermischen Materialkennwer-
te fur Stahl sind nach DIN EN 1993-1-2 (2010) [6] geregelt. Fur 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-

schranken:

= Warmeleitfahigkeit A,
= Spezifische Warmekapazitat cy,
= Rohdichte p.

Als Bewertungsgrundlage fir das thermische Materialverhalten bekleideter Stahlbauteile
unter Naturbrand sind die thermischen Materialeigenschaften von besonderer Relevanz. Im
Falle eines Brandes ist ein geschiitztes Stahlbauteil hohen Temperaturen ausgesetzt. Die
thermische Schutzwirkung und Leistungsfahigkeit der Brandschutzmaterialien beruht dabei
im Wesentlichen auf der Dehydratation des chemisch und physikalisch gebundenen Was-
sers im Temperaturbereich um 100 °C. Die erhdhte Bauteiltemperatur kann physikalische
und chemische Prozesse innerhalb der Brandschutzmaterialien auslésen. Die temperaturbe-
dingten Baustoffreaktionen spiegeln sich auch in den thermischen Materialkennwerten wie-
der, weshalb die Materialgesetze zwingend temperaturabhangig formuliert werden missen.
Bisher existieren temperaturabhéngige Materialkennwerte nur fir wenige Produkte fur die
Aufheizphase. Der Verlauf der temperaturabhangigen Materialkennwerte fiir die Abkihlpha-
se ist bisher unbekannt. In der Literatur finden sich einige thermische Materialkennwerte, die
experimentell bestimmt worden oder numerisch durch Ruckrechnungen von Brandversuchen
ermiitelt worden. Speziell gipsgebundene Plattenbekleidungen zum Schutz von Holzkon-
struktionen bilden dabei den Schwerpunkt verschiedener Betrachtungen.

Zur Untersuchung bekleideter Stahlbauteile, insbesondere Stutzen und Trager 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 fir die Warmeleitfahigkeit A, die spezifische Warmekapazi-
tat c, sowie die Rohdichte p aus verschiedenen Literaturquellen fur die betrachteten Brand-
schutzbekleidungen vorgenommen. Die Datenbasis soll einerseits den Status quo Uber 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 Warmeleitfahigkeit A(©), die spezifische War-
mekapazitat c,(©) sowie die Rohdichte p(©) zusammengefasst und Ubersichtlich dargestellt.

Dabei wird im Gesamten auf die jeweiligen charakteristischen Kurvenverlaufe der tempera-
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turabhéngigen Materialkennwerte eingegangen, um einen Eindruck Uber 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 begrunden. Eine Vergleich-
barkeit der Versuchsergebnisse der verschiedenen Verfahren ist nur bedingt mdglich. Ein
Streubereich, indem die thermischen Materialkennwerte der Bekleidungsmaterialien liegen
kénnen, wird verdeutlicht. Die Bestimmung der thermischen Materialkennwerte kann experi-
mentell erfolgt sein oder vorhandene Materialkennwerte wurden in numerischen Untersu-
chungen optimiert und validiert. Ferner kdnnen die temperaturabhéangigen Kurvenverlaufe
der thermischen Materialkennwerte von den jeweiligen Autoren modifiziert worden sein, um
physikalische Prozesse und chemische Effekte wahrend einer Brandbeanspruchung besser
abzubilden. Allen Literaturangaben ist jedoch gemein, dass sich A, p und c;, lediglich auf den
Aufheizprozess, jedoch nicht auf eine anschlie@ende Abkihlung, bezieht. Folglich bietet die
Zusammenstellung der systematischen Datenanalyse nur einen Anhaltspunkt, inwieweit sich
die thermischen Materialkennwerte in Abhangigkeit der Temperatur quantitativ verandern
und welche physikalischen und chemischen Prozesse wahrend einer Brandbeanspruchung
in Brandschutzbekleidungen auftreten kénnen.

2.2 Brandschutzplatten

2.2.1 Allgemeines

Brandschutzplatten werden meist als kastenférmige 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 grundsatzlichen Anforderungen an Brandschutzplatten und dessen Brandverhal-
ten werden in DIN EN 13501 - 1 (2016)[17] europaisch 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 Al, nichtbrennbar, eingestuft. Die Plattenbeklei-
dungen werden gemal ihren Eigenschaften und zu Kennzeichnungszwecken in verschieden
Typen eingeteilt, wobei fir den baulichen Brandschutz insbesondere der Typ F, der sich
durch einen verbesserten Gefligezusammenhalt der Platte unter erhéhten Temperaturen
auszeichnet, Anwendung findet. In DIN 18180 (2014)[21] werden Gipsplatten national hin-
sichtlich ihrer brandschutztechnischen Anforderungen geregelt. Auf europaischer Ebene sind
fur Gipsplatten (Typ F) die Produktnorm DIN EN 520 (2009)[2] sowie fir faserverstarkie
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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 erhdhten Gefligezusam-
menhalt bei einer Brandbeanspruchung aus. Sie bestehen aus einem Gipskern, der durch
zwei widerstandféhige und feste Kartonplatten umschlossen wird. Alternativ kann fur die Kar-
tonplatten auch verwendet werden. nach
DIN EN 15283 - 2 (2009)[20] finden im Zusammenspiel mit den Verwendbarkeitsnachweisen

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

eine Vliesarmierung Gipsfaserplatten

losefasern. Sie zeichnen sich durch einen erhdhten Gefligezusammenhalt und entsprechend
eine hohere Dichte aus. Aufgrund des gleichen Ausgangsstoffes (Gips) ist anzunehmen,
dass sowohl die GKF-Platten als auch die Gipsfaserplatten ein @hnliches thermisches Mate-
rialverhalten aufweisen. Die Anwendung von Brandschutzplatten aus Calciumsilikat ist in den
zugehorigen Verwendbarkeitsnachweisen der verwendeten Bauprodukte geregelt. Die cacli-
umsilikatbasierten Brandschutzplatten bestehen gemaR den Herstellerangaben aus Zellulo-
se, Mineralien wie Xonotlite, Tobermorit oder Wollastonite und Calciumsilikat, die unter Hitze
und Druck gehartet werden. Die Calciumsilikatplatten weisen eine hohe Formstabilitat auf
und eignen sich sowohl als Dammmaterial als auch als Brandschutzbekleidung. Durch die
geringe Rohdichte und das thermische Materialverhalten kdnnen Calciumsilikatplatten zur
Verbesserung des Feuerwiderstandes von Bauteilen, insbesondere von Stahlbauteilen, bei-
tragen.

Tabelle 2-1: Temperaturabhangige Materialkennwerte von Brandschutzplatten geman Her-
stellerangaben

Brandschutzplattenmaterial | Warmeleitfahigkeit | Spezifische Wéar- | Rohdichte
A [W/(m-K)] mekapazitat c, p [kg/m?]
[J/kg]
Gipskarton/ Gipsplatte mit 0,23 Keine Angaben =780
Vliesarmierung
Gipsfaser 0,38 1000 | 1200 (£ 50)
Calciumsilicat 0,083 (20°C) 950 450
0,10 (200°C)
0,11 (400°C)

Zur Ermittlung und Abschéatzung der thermischen Schutzwirkung der Brandschutzplatten
missen die thermischen Materialgesetze der Brandschutzmaterialien bekannt sein. Die Her-
steller der Brandschutzplatten stellen die thermischen Materialkennwerte der Bekleidungs-
materialen zur Verfiigung, die jedoch meist als konstante, temperaturunabhangige Werte

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

Tabelle 2-2: Temperaturbedingte Phasenumwandlung von Gips

Temperatur | Phasenumwandlung | Stéchiometrie Prozess Quellen

Ab 100°C Calciumsulfat- CaS042H,0 + Ener- | exotherm | [55],
Dihydrat gie [123],
>  Calciumsulfat- | > CaSO, - */, H,0 + [137]
Halbhydrat + Was- | 3, H,0 1
ser

100°C  — | Calciumsulfat — | CaSO0, - '/, H,0 exotherm | [55],

220°C Halbhydrat > CaS0O, + Y, H,0 [101],
- Calciumsulfat- 1+ Energie [123]
Anhydrit 1l + Was-
ser

200°C - | Calciumsulfat- CaS0q, endotherm | [55],

500°C Anhydrit Il > An- [112]
hydrit Il

300°C  — | Anhydrit 1l (unlés- | CaSO, > CaS +

700°C lich) SO;

600°C  — | Anhydrit lll (I6slich)

800 °C Zerfall Anhydrit

ab 700°C — | Calciumcabonat CaCO; —»> CaO + |exotherm |[137]

800°C - Calciumoxid + | CO, + Energie
Kohlendioxid

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 hau-
fig die temperaturabhéngigen Materialeigenschaften fur gipshaltige Plattenbekleidungen zu-
sammengefasst werden. Ferner werden in den Literaturstellen gipsgebundene Brandschutz-
platten meist zusammen aufgefuhrt, sodass eine differenzierte Betrachtung von Gipsplatten
und Gipsfaserplatten nur bedingt mdoglich ist. Folglich ist die Darstellung fur die Gipsplatte
(GM-F) und die Gipsfaserplatte (GF) zusammengefasst worden.

Bei gipsgebundenen Brandschutzplatten ist das thermische Materialverhalten maf3geblich
durch chemische Umwandlungsprozesse vom Hauptbestandteil Gips gepragt. 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 Begriindung der Veranderungen im temperaturabhangigen Kurvenver-

laufe von A, p und c, herangezogen werden kann.
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Im Folgenden werden die thermischen Materialkennwerte A, p und ¢, in Abhangigkeit der
Temperatur fur die im Rahmen des Forschungsvorhabens betrachteten Brandschutzplatten
genauer betrachtet.

2.2.2 Warmeleitfahigkeit

gipshaltige Brandschutzplatten

Das thermische Verhalten der gipsgebundenen Plattenbekleidung ist maf3geblich durch die
temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit A gepragt. Die gipshaltigen Brandschutzplatten
zeichnen sich durch eine geringe Warmeleitfahigkeit aus, die im Wertebereich zwischen 0,04
und > 1,4 [W/(m-K)] liegen kann. Fir Raumtemperaturen (20°C) kann die Warmeleitfahigkeit
von Gipsplatten 0,2 bis 0,25 [W/(m-K)] [112] betragen. Fir Gipsfaserplatten kann die Warme-
leitfahigkeit Werte im Bereich von 0,2 bis 0,4 [W/(m-K)] angenommen werden [112]. Die
thermische Schutzwirkung der Brandschutzplatten ist durch das temperaturabhangige Mate-
rialverhalten gepréagt, sodass die thermischen Materialkennwerte temperaturabhangig formu-
liert werden mussen. Die Warmeleitfahigkeit kann durch folgende Faktoren beeinflusst wer-

den:

= Porositat/ Inhomogenitat,
= Dichte /Mikrostruktur,
= Temperatur,

= Feuchtegehalte.

Brandschutzplatten zeichnen sich durch ein pordses Materialgefiige aus und Gips gilt als
hydrophiler Baustoff, sodass bei einer Temperaturbeanspruchung die Warmeleitfahigkeit
erhdhten Schwankungen ausgesetzt sein kann. In den vergangenen Jahrzehnten haben sich
bereits einige Autoren mit dem thermischen Materialkennwert A fur gipshaltige Brandschutz-
platten auseinandergesetzt. In Abbildung 2-2 sind einige temperaturabhangige Verlaufe der
Warmeleitfahigkeit fur gipshaltige Brandschutzplatten aufgefihrt, die zum Teil experimentell
bestimmt (Mehaffey, 1994[101], Bénichou, 2001[49], Wakili, 2008[71], Andersson, Jansson,
1987[45], Hollmann, 2012[80], Kdnig, 2006[92], Lazaro, 2016[95], Sultan, 2002[121]) oder
mittel numerischen Untersuchungen (Schleifer, 2009[112], Hollmann, Schnetgtke, 2016[79],
Thomas, 2002[123], Kénnig, 2006[92]) modifiziert und optimiert worden sind.
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Abbildung 2-1: Temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit fir gipshaltige Brandschutzplatten

Anhand des temperaturabhéngigen Verlaufes der Warmeleitfahigkeit von gipsgebundenen
Brandschutzplatten zeigt sich, dass A temperaturabhdngigen Schwankungen unterliegt. Die
unterschiedlichen Literaturstellen weisen z.T. verschiedene Temperaturverlaufe fur die War-
meleitfahigkeit auf, die sich jedoch in der Charakteristik des Verlaufes ahneln. 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 Warmeleitfahigkeit und geht in einen nahezu konstanten Bereich bis ca.
500 °C uber, wobei die Warmeleitfahigkeit zwischen 0,04 bis 0,235 [W/(m-K)] liegen kann.
AnschlieBend erhoht sich die Warmeleitfahigkeit wieder deutlich, wobei A Werte >
1,4 [W/(m-K)] annehmen kann. Der temperaturabhangige Kurvenverlauf kann demnach in

drei Phasen eingeteilt und charakterisiert werden [49]:

= konstanter Anfangsbereich mit anschlieRender linearer Steigung (Abnahme)
von A(©) bis ca. 200 °C

= konstanter Wert fiir A(©) zwischen 200 °C und ca.500 bis 600 °C

= lineare Steigung (Zunahme) von A(©) ab ca. 500 bis 600 °C
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In der Dissertation von Schleifer, 2009 [112] wurden experimentelle und numerische Unter-
suchungen an gipsgebundenen Brandschutzplatten vorgenommen. Basierend auf den Be-
trachtungen von Konig, 2006 [92] sind die temperaturabhangigen Kennwerte A, p und ¢, wei-
terentwickelt und deren Temperaturverlaufe fur ein numerisches Modell modifiziert worden.
Fur Gipsplatten und Gipsfaserplatten wird anfanglich von einer Warmeleitfahigkeit von
0,4 [W/(m-K)] bei Raumtemperatur von ca. 20 °C ausgegangen, um den Massentransport
des Wassers innerhalb der gipsgebundenen Brandschutzplatten zu bericksichtigen. Mit
steigender Temperaturbeanspruchung kondensiert das bereits verdampfte Wasser in den
noch kuhleren Bereichen der Plattenbekleidung zunachst wieder, sodass sich aufgrund des
erhdohten Wassergehalts eine hohere Warmeleitfahigkeit der Gipsfaserplatten sowie der
Gipsplatten einstellt, solange bis das Wasser vollstandig verdampft [92][112]. Auch Ko&nig,
2006 [92] und Hollmann, Schnetgoke, 2016 [79] berlcksichtigten diesen Effekt im tempera-
turabhangigen Verlauf von A, wobei sie von einer hoheren Warmeleitfahigkeit 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 durchgefiihrt worden sind, erge-
ben sich im Temperaturbereich von 20 °C bis 100 °C Werte fur A von 0,29 bis 0,32 [W/(m-K)].
In den Daten aus [101], [70],[71],[121],[123],[92],[49] und [68] ergeben sich fir den Tempera-
turbereich unter 100°C Warmeleitfahigkeiten von 0,23 bis 0,28 [W/(m-K)]. Lediglich die expe-
rimentelle Bestimmung der Warmeleitfahigkeit von Gipsplatten in Lazaro, 2016[95] sowie die
experimentellen und numerischen Untersuchungen von Rahmanian und Wang, 2009[106]
haben geringere Warmeleitfahigkeiten im Temperaturbereich von 20 °C bis 100 °C bestimmit.
In [106] sind fir Gipsplatten britischer Fabrikate eine Warmeleitfahigkeit wvon
A =0,185 [W/(m-K)] im Temperaturbereich zwischen 20 °C bis 100 °C ermittelt worden.
Lazaro, 2016[95] bestimmte mittels eines Lasher-Flash Verfahrens an herkdmmlichen Gips-
platten die Warmeleitfahigkeit unter 100°C zu A = 0,15 [W/(m-K)].

Ab 100 °C verdampft das freie und chemisch gebundene Wasser in den gipsgebundenen
Brandschutzplatten, sodass im temperaturabhangigen Verlauf der Warmeleitfahigkeit sich
ein linearer Abfall einstellt. Des Weiteren kann der Abfall der Warmeleitfahigkeit im Tempera-
turbereich zwischen 100 °C bis 200 °C auf den chemischen Umwandlungsprozess des Gip-
ses in Halbhydrat zuriickgefihrt werden. Wahrend in [80], [45] und [95] die Wa&rmeleitfahig-
keit der gipsgebundenen Brandschutzplatten kontinuierlich abnimmt, sinkt bei [92] und [79] A
schlagartig bei einer Temperatur > 100 °C ab. Die Warmeleitfahigkeit 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 fir A
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 fir die Warmeleitfahigkeit der
gipsgebundenen Brandschutzplatten ein. In [101],[71],[121],[123],[49],[92],[68],[112],[106]
und [79] ist die  Warmeleitfahigkeit 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
hohere Warmeleitfahigkeiten, die zwischen 0,15-0,3 [W/(m-K)] liegen. Die experimentellen
Daten von Lazaro, 2016 [95] liegen mit A = 0,04 bis 0,09 [W/(m-K)] hingegen deutlich darun-
ter.

Ab 500 °C geht die Warmeleitfahigkeit der betrachteten Literaturstellen deutlich auseinander.
Die steigende Radiation infolge fortschreitender Rissbildung der Plattenbekleidung wird
durch eine steigende Warmeleitfahigkeit ausgedrickt [123]. In Thomas, 2002 [123] wird zu-
satzlich ab 1.000 °C von einem Abfallen der Brandschutzplatte ausgegangen, weshalb ein
schlagartiger Anstieg der Warmeleitfahigkeit 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 Warmeleitfahigkeit von 0,165 bis 0,204 [W/(m-K)] im Hochtemperaturbereich aus, wo-
hingegen Kdnig, 2006 [92] und Sultan, 2002 [121] von einer erhdhten Warmeleitfahigkeit bis
A =0,5 [W/(m-K)] bei 1.000 °C ausgehen. In [95] erfolgt ein linearer Anstieg der Warmeleitfa-
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 A ausgegangen. Bei der Betrachtung wird
zusatzlich zwischen Gipsplatten und Gipsfaserplatten differenziert, wobei die Gipsfaserplat-
ten schneller hohere Warmeleitfahigkeiten 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 Warmeleitfahig-
keit von max. 0,8 [W/(m-K)] auf. Die numerischen Untersuchungen von Hollmann und
Schnetgoke, 2016 [79] gehen von einem rapiden Anstieg der Warmeleitfahigkeit bereits ab
500 °C aus. Die Warmeleitfahigkeit 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 temperaturabhangigen Kurvenverlaufe fur die Warmeleitfahigkeit von gips-
haltigen Brandschutzplatten beschrénken sich auf die Aufheizphase. Bis dato liegen keine
erweiterten Erkenntnisse und Untersuchungen hinsichtlich des thermischen Materialkenn-

wertes A fur die Abkuhlphase vor.

Calciumsilicatplatten

Neben den gipsbasierten Brandschutzplatten kdnnen auch Calciumsilikatplatten als Brand-
schutzbekleidungen zum Schutz von Stahlbauteilen angewendet werden. Calciumsilikatplat-
ten weisen eine geringe Warmeleitfahigkeit auf, sodass sie insbesondere als Isolationsmate-

rial haufig herangezogen werden. Da der thermische Kennwert A insbesondere von der



12 Thermische Materialeigenschaften von Brandschutzmaterialien — Stand der Erkenntnisse

Temperatur, dem Feuchtegehalt sowie der Dichte des Materials abhangig ist, variiert A(©) fur
verschiedene Calciumsilicatplatten. Je nach Dicke, Porositat und Feuchtegehalt der Platten
konnen verschiedene temperaturabhéngige Verlaufe fur die Warmeleitfahigkeit erzielt wer-
den (vgl. [51], [64]). Zudem gilt, je geringer die Dichte, desto hoher die Festigkeit und die
thermische Warmeleitfahigkeit. Auch die baustofftechnologische Zusammensetzung der Cal-
ciumsilikatplatte kann einen Einfluss auf die thermische Warmeleitfahigkeit der Brandschutz-
bekleidung haben. Beispielsweise kdnnen Mattiermittel wie Opacifiers bei der Herstellung
von Calciumsilikatplatten hinzugefigt werden, die zu einer dauerhaft geringen Warmeleitfa-
higkeit auch bei erhéhten Temperaturen fihren. Bei Raumtemperatur kann die Warmeleitfa-
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 fur die tempera-
turabhangige Warmeleitfahigkeit von Calciumsilicatplatten dargestellt. Die Daten der genann-
ten Literaturstellen basieren auf experimentellen Ergebnissen, die an unterschiedlichen Cal-
ciumsilicatplatten durchgeftihrt worden sind. Im Unterschied zu gipsgebundenen Brand-
schutzplatten existieren fur den thermischen Materialkennwert A sowohl fiir die Aufheizphase
als auch fiur die anschlielRende Abkuhlphase erste Erkenntnisse. Mit steigender Temperatur-
beanspruchung ist eine Erhdhung des thermischen Materialkennwertes A von Calciumsilikat-
platten zu verzeichnen. Die verschiedenen Autoren gehen basierend auf ihren Untersu-
chungsergebnissen von einem quadratischen Anstieg der Warmeleitfahigkeit in Abhéngigkeit
der Zeit aus. In der Aufheizphase gleichen sich die Kurvenverlauf von A(©), wobei die Stei-
gungen der Kurvenverlaufe variieren und A 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 Warmeleitfahigkeit mit steigender Temperatur auf die folgenden Phasenum-

wandlungen zurtickzufihren:

= 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 Warmeleitfahigkeit von Calciumsilikat-
platten als Funktion der Temperatur mit einem Slug Calorimeter bestimmt worden. Bei Tem-
peraturen < 100 °C ist A konstant zu 0,075 [W/(m-K)] ermittelt worden. Ab 100°C steigt A kon-
tinuierlich an, wobei der temperaturabhangige Verlauf einem quadratischen Anstieg folgt. Bei
500°C ist die Warmeleitfahigkeit bereits auf 0,218 [W/(m-K)] angestiegen und bei 750 °C
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erreicht A einen Wert von 0,385 [W/(m-K)]. In [50], [51] wird von einem geringen Anstieg der
Warmeleitfahigkeit mit steigender Temperatur ausgegangen, wobei die Ermittlung von A
ebenfalls mit einem Slug Calorimeter erfolgte. Bei Raumtemperatur liegt die Warmeleitfahig-
keit bei A = 0,1 [W/(m-K)] und steigt bis auf 0,201 [W/(m-K)] bei 500 °C. Die maximale War-
meleitfahigkeit 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 fur die temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit, die unter Verwendung der
Transient Plane Source Method bestimmt worden sind. Im Temperaturbereich zwischen
20 °C bis 450 °C ist nur eine leichte Erhéhung von A von 0,091 auf 0,11 [W/(m-K)] zu ver-
zeichnen. Die temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit fur Calciumsilikatplatte-3, die mit
einem Plattenverfahren nach DIN EN 1946-2 (1999) [8] ermittelt worden ist, zeigt ebenfalls
einen geringen Anstieg von A = 0,085 [W/(m-K)] bei 20 °C bis auf A =0,11 [W/(m-K)] bei
40 °C. Je nach untersuchten Calciumsilikatplatten, dem Feuchtegehalt sowie der Auspra-
gung der chemischen/physikalischen Prozesse wéahrend einer Erwarmung der Calciumsili-

katplatten kann die temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit variieren.
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Abbildung 2-2: Temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit fir Brandschutzplatten aus Calci-
umsilicat
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Fur die anschlie3ende Abkuhlphase kann konstatiert werden, dass A geringere Werte als in
der Aufheizphase annimmt, die zwischen 0,04 bis 0,14 [W/(m-K)] liegt. Die sinkende Wéarme-
leitfahigkeit kann durch eine Reduzierung des Feuchtegehalts durch Verdunstung des freien
und gebundenen Wassers der temperaturbeanspruchten Calciumsilicatplatte begrindet wer-
den. Der Verlauf der temperaturabhangigen Warmeleitfahigkeit von Calciumsilicatplatten
gleicht quantitativ dem Verlauf der Aufheizphase. Die experimentelle Bestimmung der War-
meleitfahigkeit wahrend des Abkuhlprozesses ist jedoch nur im Temperaturbereich von
450°C auf Raumtemperatur durchgefiihrt worden (vgl. [50][51][64]). In [64] ist die Bestim-
mung der Warmeleitfahigkeit mittels der Transient Plane Source Methode, kurz TPS, nach
DIN EN ISO 22007 (2015) vorgenommen worden. Bei 400 °C ist A 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 ahnliche Warmeleitfahigkeiten in der Abkuhlphase. Bei 400 °C ist eine Warme-
leitfahigkeit von 0,13 [W/(m-K)] und bei 100 °C von 0,05 [W/m-K] gemessen worden. Im Ab-
kuhlprozess zeigt sich, dass die Warmeleitfahigkeit von Calciumsilicatplatten geringere Wer-
te als in der Aufheizphase aufweist. Der Verlauf der temperaturabhéngigen Warmeleitfahig-
keit fallt jedoch gleichmafiig ab. Entsprechend der Aufheizphase ist auch in der Abkihlphase
eine Streuung von A zu erkennen, die auf unterschiedliche Einflussfaktoren wie Materialzu-
sammensetzung, Feuchtegehalt etc. zurtickzufiihren ist. Insgesamt zeigt sich der tempera-
turabhangige Verlauf der Warmeleitfahigkeit von Calciumsilicatplatten als quadratischen An-
stieg, der in der Abkihlphase wieder kontinuierlich abfallt.

2.2.3 Spezifische Warmekapazitat

Gipsgebundene Brandschutzplatten

Der temperaturabhangige, massenbezogene Materialkennwert spezifische Wéarmekapazitat
Cp gilt als MaR fur den Widerstand eines Baustoffes, den er einer Temperaturerhhung ent-
gegensetzt Der thermische Kennwert fur gipsgebundene Brandschutzplatten kann gemaf
Herstellerangaben bei Raumtemperatur zu 950 bis 1.700 [J/(kg-K)] angenommen werden.

Die spezifische Warmekapazitat 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 Warmekapazitat
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temperaturbedingt verandern. Den temperaturabhangigen Verlauf von ¢, von gipsgebunde-
nen Brandschutzplatten haben in den vergangenen Jahrzehnten verschiedene Autoren ge-
nauer untersucht. Fur die temperaturabhéangige Darstellung der spezifischen Warmekapazi-
tat c,(©) von gipsgebundenen Brandschutzplatten existieren demnach eine Vielzahl ver-
schiedener Daten. Sowohl experimentelle Untersuchungen als auch numerische Betrachtun-
gen und Optimierung von c,(©) wurden vorgenommen, die in Abbildung 2-3 zusammenge-
fasst dargestellt sind. In Aire, 2014[43], Wakilili, 2007[70], Bénichou, 2001[49], Park,
2009[105], Hollmann, 2012[80], Mehaffery 1994[101], Schleifer, 2009[112] wurde die spezifi-
sche Warmekapazitat von gipshaltigen Brandschutzplatten experimentell bestimmt. In den
Betrachtungen von Schleifer, 2009[112], Rahmania und Wang, 2009[106], Kénig, 2006[92],
Sultan, 2002[121], Thomas, 2002[123], Hollmann und Schnetgdke, 2016[79] ist ¢, anhand
von numerischen Untersuchungen modifiziert worden.
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Abbildung 2-3: Temperaturabhangige spez. Warmekapazitat von gipsgebundenen Brand-
schutzplatten

Durch die Phasenumwandlungen, die der Hauptbestandteil Gips wahrend einer Brandbean-
spruchung ausgesetzt ist, sowie die daraus resultierenden endothermen und exothermen
Prozesse verandern den thermischen Materialkennwert c, deutlich. Speziell die Dehydratati-
on des freien und chemisch gebundenen Wassers ist eine Begrindung fur die ausgepragten

Anstiege, die sogenannten Peaks, im temperaturabh&ngigen Kurvenverlauf der spezifischen
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Warmekapazitat. Die unterschiedlichen Literaturquellen unterscheiden insbesondere die
Zeitspanne, die Anzahl und den maximalen Wert der Peaks. Temperaturbedingt kann die
spezifische Warmekapazitat c,(©) im Werteberich zwischen 950 [J/(kg'K)] und
30.000 [J/(kg-K)] liegen. Der temperaturabhéngige Kurvenverlauf der spezifischen Warme-
kapazitat von gipsgebundenen Brandschutzplatten kann in fiinf Phasen eingeteilt werden:

= Konstanter Wert fur c,(©) bis 100 °C

= Rapider Anstieg von c,(©) im Temperaturbereich zwischen 100 °C bis 200 °C

= Konstanter Wert furr c,(©) im Temperaturbereich ab 200 °C/300 °C bis 600 °C

= Kurzfristiger Anstieg von c,(©) bei Temperaturen von 600 °C bis 750 °C/800 °C
= Konstanter Wert furr c,(©) ab 750 °C bis 800 °C

Nach Untersuchungen von Schleifer, 2009 [112] kann auf das temperaturabhé&ngige 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 abhéngig von den vorliegenden
Feuchtegehalt des Plattenmaterials ist. Ferner findet ein Umwandlungsprozess von Gips,
Calciumsulfat-Hydrat (CaSQ,), in Calciumsulfat-Halbhydrat (CaSO, - ¥ H,O) statt, wobei
Wasser freigesetzt wird. Je hoher die Feuchte der gipsgebundenen Brandschutzplatte ist,
desto hoher sind auch die latente Warme und der Energiebedarf fur den Verdampfungspro-
zess. Durch die Verdampfung des Wassers wird dem Gesamtsystem Energie entzogen, die
sich in einer Erh6hung der spezifischen Warmekapazitat c,(©) ausdrickt. Die Verdamp-
fungsenthalpie wird durch die Auspragung des Peaks ab 100°C im Kurvenverlauf von c, ver-
deutlicht. In Bénichou, 2001[49] wird der ausgepragte Peak der spezifischen Warmekapazi-
tat von c, = 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 c, auf 30.000 [J/(kg-K)] bei
100 °C aus, wohingegen Lazaro, 2016 [95] einen Anstieg von ¢, von ca. 15.000 [J/(kg-K)] bei
120 °C ermittelt hat. In [112] wird c, fur Gipsfaserplatten und Gipskartonplatten differenziert
voneinander betrachtet. Fir Gipskartonplatten ist ein ausgepragter Peak von ca.
25.000 [J/(kg-K)] bei 140 °C erfasst worden, wéhrend die maximale spezifische Wéarmekapa-
zitat fur Gipsfaserplatten bei der gleichen Temperatur zu 14.000 [J/(kg-K)] ermittelt wurde.
Die Daten in [112] geben jedoch keinen Aufschluss Uber den Feuchtegehalt der untersuch-
ten Proben, sodass nicht abschlielRend bewertet werden kann, ob der Unterschied der tem-

peraturabhangigen, spezifischen Warmekapazitat fir unterschiedliche gipshaltige Brand-
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schutzplatten alleinig auf die Unterschiede in der baustofftechnologischen Zusammenset-
zung, des Feuchtegehaltes oder andere EinflussgréRen zuriickzufihren ist.

Ein weiterer, zweiter Peak bei 150 °C bis < 200 °C kann durch die Umwandlung von Calci-
umsulfat-Halbhydrat (CaSQO, -2 H,0) in Calciumsulfat-Anhydrit (CaSO,) entstehen. Bei der
Phasenumwandlung wird ebenfalls Wasser freigesetzt. Lediglich in [70] und [105] ist dieser
zweite Peak im temperaturabhéangigen Verlauf von c, 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] kénnen 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 gewahlt wird. Nach
dem rapiden Anstieg und schnellen Abfall der spezifischen Warmekapazitat im Temperatur-
bereich von 100 °C bis 200 °C nimmt c, 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 Anderung
von c,. Lediglich die Betrachtungen von Lazaro, 2016 [95] zeigen, dass die spezifische
Warmekapazitat im Temperaturbereich von 200 °C bis 360 °C kontinuierlich bis auf
360 [J/(kg-K)] sinken kann. Anschlie3end steigt c, bei der Untersuchung von Lazaro, 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 Warmekapazitat von gipsgebundenen Brandschutzplatten erneut ein kurzfristiger
Peak, dessen GrolRenordnung je nach Literaturstelle unterschiedlich stark ausfallt. Der An-
stieg im Kurvenverlauf von c, kann mit der Zersetzung von Calciumcarbonat (CaCOg) unter
Freisetzung von Kohlendioxid begrindet 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 begrindet wird. Schleifer, 2009 [112] und Hollmann, Schnetgtke, 2016 [79] haben bei
einer Temperatur 720 °C die spezifische Warmekapazitat ebenfalls von ca. 4.200 [J/(kg-K)]
ermittelt. Rahmanian und Wang, 2009 [106] gehen von einen Anstieg von c, auf
10.000 [J/(kg-K)] bei einer Temperatur von 680 °C aus. Lediglich Thomas, 2002 [123] hat in
seinen Untersuchungen den Peak von ¢, mit 2.500 [J/(kg-K)] bei 650 °C geringer angenom-
men. Die experimentelle Bestimmung der temperaturabhangigen spezifischen Warmekapazi-
tat ist versuchsbedingt meist auf den Temperaturbereich < 750 °C begrenzt, weshalb ab
800°C nur noch die numerischen Ergebnisse der Literaturstellen fir c, zusammengetragen
werden kénnen. Anhand der Zusammenstellung in Abbildung 2-3 wird sichtbar, dass die
spezifische Warmekapazitat bei Temperaturen > 800 °C einen konstanten Verlauf annimmt.
Die spezifische Warmekapazitdt kann dabei im Wertebereich von 980 bis 1.160 [J/(kg-K)]

liegen.
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An der Zusammenstellung von c¢,(©) der verschiedenen Literaturstellen wird deutlich, dass
der thermische Materialkennwert mit steigender Temperatur in einem sich &ndernden Wer-
tebereich liegt. Insgesamt ist jedoch quantitativ ein charakteristischer Verlauf fir die tempe-
raturabhangige spezifische Warmekapazitat fur gipshaltige Brandschutzplatten zu erkennen.
Insbesondere die Peaks bei. 100 °C bis 200 °C und bei 700 °C charakterisieren den tempe-
raturabhangigen Verlauf der spezifischen Warmekapazitat. Die Daten beschrénken sich je-
doch allesamt auf die Aufheizphase, sodass keine fundierte Aussage Uber den temperatur-

abhangigen Verlauf von ¢, in der Abkihlphase gemacht werden kann.

Calciumsilicatplatten

Der thermische Materialkennwert der spezifischen Warmekapazitat c, flr Calciumsilicatplat-
ten muss ebenfalls als temperaturabhangiger Wert formuliert werden. Die temperaturabhan-
gige Materialeigenschaft ist insbesondere von der Dichte, der baustofftechnologischen Zu-
sammensetzung sowie dem Feuchtegehalt der Calciumsilicatplatte abhéangig. Bei Raumtem-
peratur kann die spezifische Warmekapazitat von Brandschutzplatten aus Calciumsilicat ge-
malf3 Herstellerangaben Werte zwischen 800 bis 1.200 [J/(kg-K)] annehmen. Die temperatur-
abhangige spezifische Warmekapazitat fir 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 temperaturabhéngige Verlauf ist in Abbildung 2-4 dargestellt.
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Abbildung 2-4: Temperaturabhangige spez. Warmekapazitat von Calciumsilicatplatten

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

lich zunimmt. Die Dehydratation von Wasser und die chemischen Umwandlungsprozesse
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innerhalb von Calciumsilikatplatten auf3ern sich gemaf der Daten von Bentz et al., 2006 [51]
nicht im temperaturabhangigen Kurvenverlauf von c,. Bei Raumtemperatur kann die spezifi-
sche Warmekapazitat zu 800 [J/(kg-K)] angenommen werden. Mit steigender Temperatur
erhoht sich ¢, auf ca. 1.100 [J/(kg-K)] bei 500 °C. Das Maximum von knapp 1.400 [J/(kg-K)]
erreicht c, bei 1.050 °C.

In der Literatur lassen sich keine weiteren Daten Uber die temperaturabhangige, spezifische
Warmekapazitat von Calciumsilicatplatten ausfindig machen. Es liegen folglich erhebliche
Kenntnislicken vor. Diese Erkenntnis unterstreicht die Notwendigkeit einer tiefgreifenden,
wissenschaftlichen Betrachtung von Brandschutzplatten aus Calciumsilikat sowohl fur Auf-
heiz- und Abkuhlphase.

2.2.4 Rohdichte

Gipshaltige Brandschutzplatten

Die Rohdichte p gilt als thermischer Parameter, dessen KenngroRe sich ebenfalls bei einer
steigenden Temperatureinwirkung verandert. Die thermische Stoffkenngrof3e ist sowohl
Temperatur als auch druckabhangig. Mit steigender Temperatur kann es zur Ausdehnung
und Stoffumwandlungen sowie Gefligeanderungen in den Brandschutzplatten kommen, die
mit einer Veranderung 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
p < 1.250 [kg/m3] gemal} Herstellern eine deutlich hthere Rohdichte auf als Gipskartonfeuer-
schutzplatten. Die Diskrepanz der Rohdichte von Gipsplatten und Gipsfaserplatten ist auf
den erhOhten Faseranteil bei Gipsfaserplatten zurlickzufuhren. Zur Ermittlung der tempera-
turabhéngigen Rohdichte wird meist die thermogravimetrische Analyse verwendet, die durch
Wagung unter gleichzeitiger Temperaturbeanspruchung den temperaturabhangigen Mas-
senverlust bestimmt. Unter Annahme, dass das Volumen der Brandschutzplatten wéahrend
der Temperaturbeanspruchung gleichbleibt, kann eine Umrechnung in die temperaturabhan-
gige Rohdichte erfolgen. Eine Vielzahl von Literaturquellen hat sich mit der temperaturab-
hangigen 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 Temperaturverlaufe auf expe-
rimentellen oder numerischen Untersuchungen zur Ermittlung und Optimierung thermischer

Materialkennwerte basieren.
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Abbildung 2-5: Temperaturabhangiger 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 temperaturabhangige Kurvenverlauf der Rohdichte in
Form des prozentualen Massenverlustes von gipsgebundenen Brandschutzplatten kann in

finf Phasen eingeteilt werden:

» Konstanter Wert fir p(©) bis 100 °C

= Schneller Abfall von p(©) im Temperaturbereich zwischen 100 °C bis 200 °C
= Konstanter Wert flr p(©) im Temperaturbereich ab 200 °C bis 600 °C

= Kurzfristiger Abfall von p(©) bei Temperaturen von 600 °C bis 700 °C/ 800 °C
= Konstanter Wert fir p(©) ab 700°C- 800°C

Die Abnahme der Rohdichte bei steigenden Temperaturen wird hauptsachlich durch den
Feuchteverlust und die chemischen Stoffumwandlungen von Gips verursacht. Ab 100 °C
aulRert 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 anschlieRend zu Calciumsulfat-Anhydrit zurick-

zufuihren 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, Schnetgdke, 2016 [79] gehen von deutlich hoheren Massenver-
lusten und folglich héheren Abnahmen der Rohdichte bei steigender Temperatur aus. Bei
160 °C sind bereits 20% Massenverlust angenommen worden, die sich mit steigenden Tem-
peraturen erhdhen. 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 fir unterschiedliche gipsgebundene Brandschutzplatten vorliegt. Wahrend
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
temperaturabhangige Rohdichte konstant (Massenverlust zwischen 16 bis 18 %) (vgl. [43],
[70],[71], [101], [49] und [95]). Lediglich Hollmann, Schnetgdke, 2016 [79] gehen von einer
sinkenden Rohdichte von 23M.-% Massenverlust bis zu 600 °C aus. Ab 600 °C ist ein zweli-
ter Abfall der temperaturabhangigen Rohdichte fir gipsgebundene Brandschutzplatten zu
verzeichnen, der bis auf 800 °C anhalt. Die verschiedenen Literaturstellen unterscheiden
sich dabei hinsichtlich der GréRenordnung 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 Schnetgdke, 2016 [79] gehen sogar von bis zu
28 % bei einer Temperatur von 800 °C aus. Ab 800 °C stellt sich dann ein konstanter Wert
fur 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 fir den
temperaturabhangigen Verlauf der Rohdichte flr gipshaltige Brandschutzplatten zu erken-
nen. In der Aufheizphase kann folglich konstatiert werden, dass die temperaturabhéngige
Rohdichte von gipsgebundenen Brandschutzplatten sinkt. Fir den Abkilhlprozess fehlen in
der Literatur die Angaben, weshalb keine fundierte Aussage zum temperaturabh&ngigen
Verlauf der Rohdichte in der Abkihlphase getroffen werden kann. Nach dem temperaturbe-
dingten Massenverlust ist von einer konstanten Rohdichte in der Abkiihlphase auszugehen.

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

Die temperaturabhangige Rohdichte p von Calciumsilicatplatten stellt ebenfalls einen tempe-
raturabhangigen Materialkennwert dar, dessen Kurvenverlauf genauer analysiert werden
muss. Mit steigender Temperatur kommt es zur Verédnderung des Materialgefliges, die eine
Verringerung der Rohdichte zur Folge hat. Wie auch bei gipsgebundenen Plattenbekleidun-
gen ist der Feuchtegehalt maf3geblich fir den temperaturabhéngigen 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/m?3] liegen (vgl. [51], [64]). In der Literatur sind nur begrenzte Angaben zum tempera-
turabhangigen Materialverhalten von Calciumsilicatplatten zu finden, weshalb nur begrenzte
Daten zur Bewertung des thermischen Materialkennwertes zur Verfliigung stehen. In Abbil-
dung 2-6 ist der Verlauf der Rohdichte in Abhangigkeit der Temperatur aufgetragen. Die Er-
gebnisse basieren auf experimentellen Untersuchungen von Plattenmaterial aus Calciumsili-

katplatten.
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Abbildung 2-6: Temperaturabhangige Rohdichte/ Massenverlust von Brandschutzplatten aus
Calciumsilikat

Anhand der Kurvenverldufe wird deutlich, dass die Rohdichte von Calciumsilicatplatten in
Abhangigkeit steigender Temperaturen sinkt, wobei ein Massenverlust von maximal 13 %
auftreten kann. In [51] ist der temperaturabhéangige 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 p erfolgt. Insbesondere bei 600 °C erfolgt eine
hohere Abnahme der Masse von 7 % auf 12 %, die zu einer weiteren Verringerung der tem-
peraturabhangigen Rohdichte fihrt. In [64] ist die Masse einer Probe aus einer Calciumsili-
catplatte ledig vor und nach einer Temperaturbeanspruchung (bis 1.000 °C) durch Wagung
ermittelt worden. Als Vereinfachung wird von einem kontinuierlichen, linearen Abfall des
Massenverlustes und somit auch der temperaturabhangigen Rohdichte ausgegangen. Die
Ergebnisse lassen demnach nur einen Rickschluss auf den absoluten Massenverlust nach
1.000 °C zu. Die Ergebnisse liefern jedoch keine Aussage Uber den temperaturabhangigen
Verlauf des Massenverlusts respektive der Rohdichte. Um eine fundierte Aussage Uber die
temperaturabhangige Rohdichte von Calciumsilicatplatten zu tatigen, muss die Datenbasis
um weitere experimentelle Untersuchungen erweitert werden. Fur die Abkihlphase liegen bis
dato keine Erkenntnisse vor, sodass eine wissenschaftlich vertiefende Betrachtung der Roh-
dichte fur Calciumsilikatplatten sowohl fiir die Aufheiz- als auch fir die Abkuhlphase zwin-

gend notwendig ist.

2.3 Brandschutzputz

2.3.1 Allgemeines

Neben den Plattenbekleidungen kann auch sogenannter Brandschutzputz als Bekleidungs-
material seine Anwendung finden. Es kdnnen 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
Putztrager auf das zu schitzende Bauteil appliziert werden. Die Verwendung und Ausfiih-
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 fur eine hohe Porositat und eine geringe Rohdichte eingesetzt
werden (vgl.[42]). Als Brandschutzputz kénnen folgende Materialien verwendet werden:

= Kalk- Zementmortel nach DIN EN 998-1 oder Gipskalkmortel nach DIN EN 1379-1
(in Verbindung mit DIN 18550-2 und DIN EN 13914-4)

= Putz aus Gipsmortel nach DIN EN 13279-1
(in Verbindung mit DIN 18550-2 und DIN EN 13914-4)

= Vermiculit- oder Perlitmortel (Zement oder Gipsputze)
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Der Brandschutzputz wird meist profilfolgend auf das zu schiutzende Stahlbauteil appliziert.
Mit Hilfe eines nichtbrennbaren Putztragers in Form von Drahtgewerbe oder Streckmetal
nach DIN 4102-2 (2016)[10] kann der Brandschutzputz auch kastenférmig aufgebracht wer-
den. Die Verarbeitung kann handisch oder mit Hilfe einer Putzmaschine erfolgen, sodass
eine spritzrauhe Oberflache des beschichteten Stahlbauteils entsteht. Die Putzschichtdicke
sollte mdoglichst gleichbleibend aufgetragen werden, denn sie bestimmt die thermische

Schutzwirkung und kann zu hohen Feuerwiderstanddauern der geschitzten Bauteile fuhren.

2.3.2 Warmeleitfahigkeit

Die Warmeleitfahigkeit von verschiedenen Brandschutzputzen wird insbesondere durch den
Feuchtegehalt, die Porositat und die Rohdichte bestimmt (vgl.[55]). Wahrend einer Brandbe-
anspruchung ist der thermische Materialkennwert jedoch einer temperaturbedingten Ande-
rung unterworfen, weshalb A flr den Brandschutzputz zwingend temperaturabhangig formu-
liert werden muss. Bis dato existieren Uberwiegenden Daten fiir die Warmeleitfahigkeit von
Brandschutzputz, die bei Raumtemperatur ermittelt worden sind. Bei Raumtemperatur kann
die Warmeleitfahigkeit 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 begriindet die Schwankungsbreite der
Warmeleitfahigkeit. Bis dato existieren nur wenige Veréffentlichungen, die sich wissenschaft-
lich mit den temperaturabhéngigen Warmeleitfahigkeit von Brandschutzputzen zum Schutz
von Stahlbauteilen auseinandersetzt haben. Die Abbildung 2-7 zeigt entsprechend eine ge-
ringe Datenbasis Uber den temperaturabhéngigen Verlauf der Warmeleitfahigkeit. Die Er-
gebnisse der Literaturdaten basiert auf experimentellen Untersuchungen von Vermiculit-
Gipsputzen, Perlit-Zementputzen sowie Putz aus Gipsmortel wahrend einer steigenden
Temperaturbeanspruchung. Aufgrund der unterschiedlichen Brandschutzputze ergibt sich
bereits eine Diskrepanz der temperaturabhéngigen Kurvenverlaufe der Warmeleitfahigkeit.
Die Daten kénnen entsprechend nur einen Anhaltswert Uiber den temperaturabhéngigen Ver-

lauf von A in der Aufheizphase liefern.
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Abbildung 2-7: Temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit fir verschiedene Brandschutzputze

Die temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit 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 temperaturabhéngigen Warmeleitfa-
higkeit bis 700 °C untersucht worden. Die Bestimmung von A 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 temperaturabhéngige Warmeleitfahigkeiten erzielt werden.
Bereits bei Raumtemperaturen kann A Werte von 0,07 bis 0,12 [W/(m-K)] annehmen. Wah-
rend der Brandschutzputz 2 bis 200 °C kontinuierlich abfallt, ist A bei Brandschutzputz 1 und
3 zwischen Raumtemperatur und 100 °C nahezu konstant. Ab 100 °C sinkt die Warmeleitfa-
hig jedoch bei allen drei untersuchten Brandschutzputzproben, wobei im Minimum A = 0,07 —
0,13 [W/(m-K)] erreicht werden. Bei Brandschutzputz 3 ist die Warmeleitfahigkeit 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 Warmeleitfahigkeit
ab 400 °C zeigt sich jedoch in den Kurvenverlaufen von A fir die Putzproben 1 und 3. Im
Maximum kénnen bei 700 °C Warmeleitfahigkeiten von bis zu 0,246 [W/(m-K)] ermittelt wer-

den.
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Die experimentellen Betrachtungen in Singh, 1991 [116] zeigt die temperaturabhéngige
Warmeleitfahigkeit von Perlit- Zementputz, die mit steigender Temperatur kontinuierlich an-
steigt. Bei Raumtemperatur ist A zu 0,03 [W/(m-K)] ermittelt worden. Ab 350 °C ist die War-
meleitfahigkeit bereits deutlich angestiegen und liegt bei A = 0,1 [W/(m-K)]. Im Temperaturbe-
reich von 400 °C bis 700 °C gleichen sich die temperaturabhéngigen Verlaufe der Vermiculit-
Gipsputze (Probe 1 und 3) sowie des Perlit-Zementputzes. Die Messungen von Singh, 1991
[116] gehen tber 700 °C hinaus, sodass auch eine Aussage zu dem thermischen Kennwert A
von Perlit-Zementputzen im Hochtemperaturbereich getroffen werden kann. Die Warmeleit-
fahigkeit steigt auch bei einer weiteren Temperaturerh6hung weiter steil an. Im Maximum
erreicht die Warmeleitfahigkeit des Perlit- Zementputzes bei ca. 1.000 °C einen Wert von
A = 0,54 [W/(m-K)].

In einer experimentellen Untersuchung von Abidi, 2015 [42] wird deutlich, dass beim stei-
gendem Perlit-/ Vermiculitgehalt die Warmeleitfahigkeit von Brandschutzputzen sinkt. In der
Betrachtung in [42] sind sowohl Perlit- sowie Vermiculit- Zementputze untersucht worden.
Die Warmeleitfahigkeit der untersuchten Brandschutzputze bezieht sich jedoch nur auf die
Mischungsverhéltnisse von Brandschutzputzen mit unterschiedlichen Additiven und den Po-
rengehalt des untersuchten Putzmaterials, weshalb keine grundsatzliche Aussage zur tem-
peraturabhangigen Warmeleitfahigkeit getroffen werden kann. Die Ergebnisse in [42] zeigen
jedoch, dass mit steigender Porositat der Brandschutzputze die Warmeleitfahigkeit sinkt. Je
nach Verwendung der unterschiedlichen Additive Zement, Perlit oder Vermiculit kann die
Warmeleitfahig bei Raumtemperatur zwischen 0,05 und 0,5 [W/(m-K)] liegen.

Aufgrund der differenten Kurvenverlaufe der Datenzusammenstellung kann auf keinen cha-
rakteristischen Verlauf der temperaturabhangigen Warmeleitfahigkeit von Brandschutzputzen
geschlossen werden. Auch eine Aussage Uber den temperaturabhéngigen Verlauf der War-
meleitfahigkeit von Brandschutzputzen in der Abkihlphase kann aufgrund fehlender wissen-
schaftlicher Betrachtungen nicht getroffen werden. Die Daten zeigen somit Kenntnisliicken
hinsichtlich der temperaturabhangigen Warmeleitfahigkeit auf, die durch die Arbeiten im For-

schungsvorhaben geschlossen werden sollen.

2.3.3 Spezifische Warmekapazitat

Die spezifische Warmekapazitat von Brandschutzputzen ist sowohl von der Feuchte, der
Porositat und Dichte aus auch von der Temperatur abhangig (vgl. [42], [55]). Eine Formulie-
rung des thermischen Materialkennwertes in Abhangigkeit von der Temperatur ist somit un-
abdingbar. Im Verlauf der spezifischen Warmekapazitat kdnnen temperaturbedingt Verénde-
rungen auftreten, die sich durch chemische und physikalischen Prozesse und Strukturum-

wandlungen des Brandschutzputzes begrinden lassen. Aufgrund fehlender Daten fur die
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temperaturabhéngige spezifische Warmekapazitat wird bis dato c, konstant angenommen.
Bei Raumtemperatur kann c, fir 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 temperaturabhangigen spezifischen Warmekapazitat fur
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.
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Abbildung 2-8: Temperaturabhangige spezifische Warmekapazitéat von Vermiculit-
Gipsbasierten Brandschutzputzen

Die in Abbildung 2-8 dargestellten Kurvenverlaufe der spezifischen Wéarmekapazitat von
Vermiculit-Gipsputzen zeigen, dass c, von Brandschutzputz unter Brandbeanspruchung in
einem sich &ndernden Wertebereich von 800 bis ca. 5.000 [J/(kg-K)] liegen kann. Bei Raum-
temperatur ist die spezifische Warmekapazitat im Bereich von 800 bis 3.000 [J/(kg-K)] ermit-
telt worden. Im Temperaturbereich < 100 °C steigt die spezifische Warmekapizitat der Pro-
ben linear an, wobei bei den Proben 1 und 2 ein deutlicher steiler Anstieg im temperaturab-
hangigen Verlauf von c, zu erkennen ist. Die Probe 3 zeigt wahrend einer Temperaturerho-
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 Warmeleitfahigkeit auf die Reduzierung des Feuchtegehalts zuriickgefuhrt
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werden. Ab 400 °C ist bei Probe 2 ein erneuter Anstieg der spezifischen Warmekapazitat 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 ¢, = 4.100 [J/(kg-K)] auf
Cp = 3.900 [J/(kg-K)]. AnschlielRend fallt die spezifische Warmekapazitat steil auf
1.300 [J/kg-K] ab und steigt im Hochtemperaturbereich nur noch leicht an. Bei 1.000 °C wird
schlieBlich eine spezifische Warmekapizitat von 1.200 [J/kg-K] gemessen.

Die experimentellen Ergebnisse von Kodur, 2013 [88] verdeutlichen die Spannungsbreite der
temperaturabhangigen, spezifischen Warmekapazitat von Vermiculit-Gipsputzen. Anhand
der Daten wird deutlich, dass aufgrund der baustofftechnologischen Unterschiede kein cha-
rakteristischer Verlauf von c,(©) fur Vermiculit-Gipsputz in der Aufheizphase zu erkennen ist.
Eine generelle und allgemeine Aussage Uber den temperaturabhéngigen Verlauf fur c, von
Brandschutzputzen kann nicht getatigt werden. Ebenso besteht eine gravierende Kenntnisli-
cke Uber die Warmeleitfahigkeit in der Abkuhlphase. Bis dato liegen keine wissenschaftlichen

Erkenntnisse vor.

2.3.4 Rohdichte

Die Rohdichte von Brandschutzputzen ist ebenfalls temperaturabhangig zu formulieren. Um
der thermischen Schutzwirkung gerecht zu werden, weisen Brandschutzputze in der Regel
eine hohe Porositat und eine geringe Rohdichte auf. Bei Raumtemperatur kann p je nach
Brandschutzputz im Bereich von 180 bis 450 [kg/m3] liegen (vgl. [88], [42]). Die temperatur-
abhéangige Formulierung der Rohdichte erfolgt meist tGber 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 Verdffentlich von
Abidi, 2015 [42] ist der Massenverlust von einem Gipsputz in Abhangigkeit der Temperatur
experimentell bestimmt worden. Der Verlauf lasst ebenfalls einen Rickschluss auf die tem-
peraturabhangige Rohdichte von Brandschutzputz zu. Die Daten der Literaturstellen Abidi,
2015 [42] und Kondur, 2013 [88] sind flr den temperaturabhangigen Verlauf der Rohdichte

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

Anhand der Zusammensetzung des temperaturabhéngigen Massenverlustes wird deutlich,
dass die Rohdichte von verschiedenen Brandschutzputzen bei einer Temperaturbeanspru-
chung sinkt. Es konnen 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, wahrend es bei Probe 1
12 % und bei Probe 3 8 % sind. AnschlieRend ist eine kontinuierliche Abnahme von p an-
hand des Massenverlustes sichtbar, der bei 350 °C zusatzlich einen weiteren Abfalls von 14-
18 % auf 18-20 % erfahrt. In Probe 3 ist ein zweiter, geringerer Abfall von p im temperatur-
abhangigen 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 temperaturabhangigen Kurvenverlauf zu
erkennen. Letztlich ist bei 750 °C noch 76-78 % der urspriinglichen Brandschutzprobe vor-
handen.

Vergleichend wird in Abbildung 2-9 der Massenverlust eines Gipsputzes in Abhangigkeit 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 p keine
Veranderung, 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 begriunden lasst. Im Temperaturbe-
reich zwischen 200 °C und 700 °C ist die temperaturabhangige 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 aulRert. 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 begriindet werden kénnte.

Die Darstellung der temperaturabhdngigen Rohdichte anhand des prozentualen Massenver-
lustes fUr Vermiculit-Gipsputze und Gipsputze zeigt, dass in der Aufheizphase eine Annahme
des thermischen Kennwertes p vorliegt. Eine generelle und allgemeingultige Aussage fur
Brandschutzputze kann jedoch aufgrund der geringen Datenlage nicht getroffen werden.
Ebenso existieren keinen Daten fur die Abkuhlphase, sodass der temperaturabhéngige Ver-

lauf von p fir Brandschutzputze unbekannt ist.

2.4 Reaktive Brandschutzsysteme

2.4.1 Allgemeines

Reaktive Brandschutzsysteme (RBS) zeichnen sich im Gegensatz zu Brandschutzplatten
und -putzen durch eine geringe Trockenschichtdicke aus. Anders als bei herkbmmlichen
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 warmedammenden Eigenschaften,
die den Warmeeintrag in das zu schitzende Stahlbauteil reduziert und dessen Erwé&rmung

zeitlich verzégert (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 Anspriiche 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 riickt.
Fur 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). Wahrend die Grundierung
als Korrosionsschutz und Haftvermittler fungiert, wird die thermische Schutzwirkung des
Brandschutzsystems durch die reaktive Komponente (Dammschichtbildner) realisiert. Ein
Decklack schitzt die reaktive Komponente vor Umwelteinflissen und fungiert zugleich als
gestalterisches Element. Die chemische Abstimmung der Einzelschichten ist Grundvoraus-
setzung fir eine ordnungsgemafe Reaktion des Brandschutzsystems und die Ausbildung

der fur die thermische Schutzwirkung hauptverantwortlichen Schaumstruktur.

Grundierung
(Korrosionsschutz)

— Reaktive Komponente
(Da@mmeschichtbildner)

| -\ Decklack

Abbildung 2-11: Schichtaufbau eines herkémmlichen reaktiven Brandschutzsystems

© Rudolf Hensel GmbH
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Der beschriebene Aufbau der RBS lasst sich klassischerweise bei wasserbasierten und 16-
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 ausschlief3lich 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 Uber 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 aufgefiihrten Hauptbestandteilen. Zwar wer-
den den jeweiligen Komponenten eine bzw. mehrere Funktionen wahrend des Reaktionsab-
laufs der Expansion zugesprochen, ein optimaler Reaktionsablauf wird jedoch erst durch die

gezielte Abstimmung der Einzelbestandteile und deren Interaktionen sichergestellt.

Anorganische Saure

(saurebildende Komponente) Treibmittel bzw. Gasbildner

Kohlenstoffspender Additive

| Bindemittel

Abbildung 2-12: Hauptbestandteile der reaktiven Komponente eines reaktiven Brand-
schutzsystems
Um ein vertieftes Verstandnis Uber den Reaktionsmechanismus innerhalb einer thermisch
aktivierten reaktiven Komponente zu gewinnen, werden im Folgenden die Hauptbestandteile
und deren Funktionen naher vorgestellt. Das Hauptaugenmerk wird dabei auf die am hau-

figsten verwendeten chemischen Bestandteile gelegt.

Anorganische Saure / sdurebildente Komponente

Die anorganische Saure stellt den Hauptbestandteil der reaktiven Komponente dar. Neben
der eigentlichen Saure werden auch deren Salze als Saurespender verwendet (vgl. Ber-
mes [52]). Als anorganische Saure wird nach Angaben von Gomes-Marez [72] besonders
haufig Ammoniumpolyphosphat (APP, vgl. Abbildung 2-13), ein Ammoniumsalz der Phos-

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

Das APP wird ab einer Temperatur von 150 - 350 °C in flichtiges Ammoniak (NH3) und in
Metaphosphorsdure (HPO3) zersetzt, die wiederum in einer Folgereaktion mit dem Kohlen-
stoffspender die Freisetzung von Kohlenstoff induziert und damit die Grundlage fir die Aus-
bildung der kohlenstoffhaltigen Schaumstruktur sicherstellt (vgl. Simon [115]). Die Tempera-
tur, bei der die Abspaltung von Ammoniak einsetzt, ist von der Kettenlange des APPs ab-
hangig. Wahrend 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]).

Phosphorséaure Borsaure
H\
0 i
| B
HO T’ OH O/ \O H
OH H

Abbildung 2-14: Strukturformel von Phosphorsaure (HsPO,) und Borsaure (HsBO3)

Als Alternative fir APP haben Longdon et al. [98] sowie Gao et al. [69] in ihren Untersuchun-
gen erfolgreich den Einsatz von Phosphorsaure (H;PO,) und teratogener Borséure (H;BO,)
als saurebildende Komponente in reaktiven Brandschutzsystemen getestet. Die Strukturfor-
meln der beiden Sauren sind in Abbildung 2-14 aufgefiihrt. Ein verbreiteter Einsatz der bei-

den Elemente ist von Seiten der Produkthersteller jedoch bisher ausgeblieben.

Kohlenstoffspender

Die Grundlage fir 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 (CsHeO5)
erfolgreich als Kohlenstoffspender getestet (vgl. Abbildung 2-15). Das aus einem Benzolring
und zwei Hydroxylgruppen bestehende Phenol reagiert bei Zugabe einer anorganischen
Saure 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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Resorcin
OH

~OH
Abbildung 2-15: Strukturformel von Resorcin (C¢HsO,)

Deutlich haufiger 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 funf Kohlenstoffatomen dar (vgl. Karrer [86] und Abbildung 2-16). Im Jahr 1882 von
Tollens et al. [124] erstmalig synthetisiert, lasst sich Pentaerythrit bei Vorhandensein einer
anorganischen Saure verestern und schafft damit eine Grundlage fiir die Entwicklung einer
kohlenstoffhaltigen Schaumstruktur wahrend der Expansion eines reaktiven Brandschutzsys-

tems dar.

Pentaerythrit
HO— ——OH
HO— " ~\—OH

Abbildung 2-16: Strukturformel von Pentaerythrit (CsH1,04)

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, C15H3,040) flr den Ein-

satz als Kohlenstoffspender in reaktiven Brandschutzsystemen eignet.

Treibmittel

Mafl3geblich fur die Expansion der kohlenstoffhaltigen Schaumstruktur von reaktiven Brand-
schutzsystemen sind Treibmittel. Diese sorgen aufgrund ihrer temperaturinduzierten Reakti-
on fir 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 weil3es 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 (NHs3) zu Melam (CgHgN1,), welches wiederum unter Abspaltung
von Ammoniak zu Melem (CgHgN1) und Melon (C3H3Ng) 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 fuhrt Simon [115] auf, dass bei diesen Wechsel-
reaktionen zusatzlich Wasser (H,O), Kohlenstoffdioxid (CO;) und Stickstoff (N,) gebildet
werden kann, die neben dem Ammoniak die Expansion des Brandschutzsystems begunsti-
gen. Gomes-Marez et al. [72] konnten anhand von Fourier-Transformations-
Infrarotspektrometer-Messungen (FTIR) die Bildung von CO, und H,O wahrend der Reaktion
eines epoxidharzbasierten Brandschutzsystems nachweisen und damit die Hypothese von

Simon [115] belegen.

Melamin

NH,

|

P

N N
I /LN
H 2 N/ SN7 H 2

Abbildung 2-17: Strukturformel von Melamin (C3HgNs)

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) zunachst Melaminpolyphosphate, die
bei Temperaturen zwischen 330 und 650 °C unter Abspaltung von Wasser (H,O), Ammoni-
ak (NH3) und Melamin (CsHgNg) zersetzt weden. Das freiwerdende Melamin unterliegt an-
schlieBend der bereits oben geschilderten Zersetzungsreaktion unter Freisetzung von Am-
moniak. Wahrend Melamin bereits bei 370 °C vollstandig dekomponiert wird, liegt das Tem-
peraturspektrum, in dem die Umwandlung von Melaminphosphat ablauft, zwischen 330 und
650 °C. Der Einsatz von Melaminphosphat anstelle von Melamin als Treibmittel in einem
reaktiven Brandschutzsystem kann somit in einer langeren Intumeszenzphase resultieren.
Als Nachteil ist hingegen die um ca. 80 °C verzdgerte Freisetzung von Ammoniak zu nennen
und die damit verbundene ungehinderte Erwarmung des Substrats als Folge der verspateten

Expansion.
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Melaminphosphat

NH,
~ )
R

H.N“ “N” “NH; O P—OH
OH

Abbildung 2-18: Strukturformel von Melaminphosphat (C3HgN¢O4P)

In der Fachliteratur (vgl. Longdon et al. [98] und Liang et al. [97]) wird angegeben, dass auch
Urea (CH4N,O) als mogliches Treibmittel in reaktiven Brandschutzsystemen eingesetzt wer-
den kann. Die auch unter dem Begriff des Harnstoffes bekannte organische Verbindung
kondensiert beim Uberschreiten des Schmelzpunktes unter Abspaltung von Ammoniak zu-
nachst zu Isocyansaure, die mit Harnstoff weiter zu Biuret reagiert. Bei einer weiteren Tem-

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

Urea
O

HoN~ CNH,
Abbildung 2-19: Strukturformel von Urea (CH;N,0)
Bindemittel

Bindemittel, wie Kunststoffe, Harze oder Kunstharze erfillen in reaktiven Brandschutzsyste-
men im Wesentlichen zwei Funktionen. Bereits wahrend der Trocknungsphase, in der die
Ldsungsmittelanteile, wie Wasser, Xylol oder Decanol (vgl. Simon[115]) verfliichtigen, sorgt
das Bindemittel fir eine zusammenhangende Matrix, die die Haftung des Brandschutzan-
strichs sowohl zum Untergrund als auch zu den nachfolgenden Schichten sicherstellt. Wah-
rend das Bindemittel bei Raumtemperatur besonders widerstandsfahig gegeniiber mechani-
schen Einwirkungen sein sollte, muss es bei thermischer Einwirkung eine Anderung des Ag-
gregatzustands von fest nach fliissig vollziehen, um den Prozess der Intumeszenz zu ermdg-
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 fir eine gleichmaRige Kohlenstoffstruktur sorgt. Beim Fehlen des Bindemit-

tels konnte beobachtet werden, dass die Freisetzung der Gase unkontrolliert ablauft, sodass
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sehr grofRe Poren ausgebildet werden, die eine deutlich schlechtere thermische Schutzwir-
kung aufweisen.

Im Rahmen ihrer Forschungsarbeiten zur thermischen Besténdigkeit von reaktiven Brand-
schutzsystemen geben Olcese et al. [104] Rezepturen fir wasserbasierte, |6semittelhaltige
und epoxidharzbasierte Brandschutzsysteme an. Fir wasserbasierte Brandschutzsysteme
schlagen sie als Bindemittel Vinyl-Polymere, wie Polyvinylacetat (PVAC) oder Polyvinylalko-
hol (PVAL) vor (vgl. Abbildung 2-20). In beiden Fallen handelt es sich um wasserl6sliche,
synthetisch hergestellte Kunststoffe, deren Schmelzpunkte (70 — 230 °C) von ihrem Poly-

merisationsgrad abhangen.

Polyvinylacetat Polyvinylalkohol

s J\\\ - /L/
HsC (@) [
- HO

N n

Abbildung 2-20: Strukturformel von Polyvinylacetat (C4HsO>) und Polyvinylalkohol (C2H,0)
als Bindemittel fir wasserbasierte Brandschutzsysteme

Fur l6semittelhaltige 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 (CH,=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).

(Poly-)Acrylat Polypropylen Polyethylen
{} [CHs ‘H H
b L L % CCJ(
?/ -0 ALy H HJ
R

Abbildung 2-21: Strukturformel von (Poly-)Acrylat, Polypropylen und Polyethylen als Binde-
mittel fur I16semittelhaltige Brandschutzsysteme

Bei epoxidharzbasierten Brandschutzsystemen kommen ausschlieZlich Zwei-Komponenten-
Harze zum Einsatz. Wahrend 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 kdnnen.

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. lhre Beobachtungen zeigen, dass mit zunehmender Molmasse
der Schmelzpunkt der Bindemittelmatrix erhdht wird. Damit setzt die Expansion des Brand-
schutzsystems zwar zu einem spateren Zeitpunkt ein, durch die in hbhere Temperaturberei-
che verlagerte Dekomposition des Bindemittels weist das Brandschutzsystem jedoch insge-
samt eine verbesserte thermische Stabilitat auf. Anders als von den Autoren vermutet, fihre
wiederum eine zu hohe molare Masse des Bindemittels zur Ausbildung einer ungleichmafii-

gen und ungebundenen Schaumstruktur.

Additive

Unter dem Begriff der Additive sind chemische Zusatzstoffe zu verstehen, die fur 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 zusétzliche Salze, die aufgrund ihrer katalytischen Wirkung eine Vergro-
Berung der Schaumschicht bewirken oder die Pyrolyse der organischen Bestandteile verzo-
gern kénnen.

So schlagen Gomez-Mares et al. [72] und Koo [89] neben Perlite und Glasfillstoffen auch
keramische Fasern und Magnesiumsilikate als mogliche Additive fir reaktive Brand-
schutzsysteme vor. Welche Wirkung diese Fiullstoffe 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-
fullstoffen auf das thermomechanische Verhalten von wasser- und ldsemittelhaltigen sowie
epoxidharzbasierten Brandschutzsystemen analysiert. Aus ihren Ergebnissen geht hervor,
dass die Glasfullstoffe in erster Linie den Schmelzpunkt der Bindemittelmatrix heraufsetzen
und gleichzeitig zu einer Verminderung der Rauchemission durch Kohlenstoffmonoxid (CO)
und Kohlenstoffdioxid (CO,) von bis zu 25 % flhren.

Bodzay et al. [53] fanden eine Mdglichkeit, sowohl die mechanische als auch die thermische
Besténdigkeit 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 Widerstandsfahigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen gegeniiber der Pyrolyse zu
erhohen und damit die thermische Schutzwirkung auch im Hochtemperaturbereich aufrecht-
zuerhalten. Ahnliche 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, C7H7N02) basierten. lhren Ergebnissen

zufolge begunstigen die metallischen Additive die Ausbildung einer kompakten und stabilen
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Kohlenstoffschaumstruktur, was in einem spateren Einsetzen des Massenverlustes in Tem-
peraturbereichen héher 400 °C resultiert. Grundlage hierfir ist eine Vernetzung der Schaum-
struktur, die aufgrund einer hohen Viskositat der Bindemittelmatrix-Schmelze ausgebildet
wird. Zusatzlich erfolgt eine Vernetzung zwischen den Phosphaten und dem Polyvinylalko-
hol, die durch die Katalyse der metallischen Chelatkomplexe begunstigt wird.

Reaktionsablaufe wahrend der Expansion

Das Verstandnis uber die Reaktionsablaufe innerhalb reaktiver Brandschutzsysteme beruht
in der Regel auf einer APP-PER-MEL-Formulierung. Die Ausbildung der Kohlenstoffstruktur
wahrend 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 Phasentbergangen genutzt wird.
Ammoniumpolyphosphat (APP), das als S&aurespender bei der Ausbildung der Kohlen-
stoffstruktur fungiert, schmilzt ab einer Temperatur von 198 °C und zerféllt ab 260 °C in
Phosphorséure und Ammoniak (vgl. Abbildung 2-23). Die Phosphorsaure 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
zundchst 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 Temperaturerhhung (200 — 395 °C) einer mehrstufigen Kondensationsreakti-
on. Hierbei wandelt sich Melamin unter Abspaltung von fliichtigem Ammoniak (NH3) zu-
nachst in Melam und anschlieend in Melem um (vgl. Abbildung 2-24). Eine direkte Bildung
von Melem aus Melamin ist nach Angaben von Costa et al. [60] ebenfalls mdglich. 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 primar 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 moglich ist.
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Abbildung 2-22: DTA-Kurven von Ammoniumpolyphosphat (APP), Pentaerythrit (PER) und
Melamin (MEL) sowie die zugehdrigen Reaktionstemperaturen (unten) nach Wang et
al. [132]
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Abbildung 2-23: Thermischer Abbau von Ammoniumpolyphosphat (APP) und Bildung des
Kohlenstoffgrundgeristes durch Pentaerythrit (PER) nach Wang et al. [132]

sierung

Initiiert wird die Reaktion reaktiver Brandschutzsysteme durch den Schmelzvorgang des
PERs und der gleichzeitigen Umwandlung des APPs in Phosphorsaure bzw. Metaphosphor-
saure und Ammoniak (vgl. Tabeling [122] und Wang et al. [132]). PER unterliegt anschlie-
Rend aufgrund des Vorhandenseins der aus dem APP gebildeten S&ure einer Dehydrierung.

Diese Dehydrierung wird durch die Veresterung des PERs durch die S&ure eingeleitet. Bei
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dieser Reaktion bilden sich aufgrund einer Isomerisierung langkettige Kohlenwasserstoffver-
bindungen, die infolge einer nachgeschalteten Zyklisierung das fur reaktive Brandschutzsys-
teme typische, kohlenstoffhaltige Grundgerust ausbilden (vgl. Abbildung 2-23). Parallel dazu
setzt die Kondensationsreaktion des Treibmittels ein, bei der flichtiges Ammoniak (NH3) ge-
bildet wird, das fur die Gasfreisetzung und die damit verbundene Ausbildung der wabenfor-
migen Schaumstruktur der Brandschutzsysteme verantwortlich ist (vgl. Abbildung 2-24).

NH, NH, NH, '\ﬁz
P = el A PN _A0, N\
N N N N = = 3
NN 2 .y
L H Y SR /\ /‘\ N e '{\\\ //V \\\\
HzN/.\\\N’/\\NHz H2N \‘N/ 'Tl/ \\N/ \NHZ N N l‘\‘
Melamin H HZN/\N/ \\N/KNHZ
Melam Melem
A®
(@) 2 C3HgNg = CeHoNqy + NH3T
(b) 3 CeHgNy4 —»Ae 3 CoHeNyo + 3 NHy|
A®
(C] 2 C3H6N6 EE— C6H6N10 + 2 NH3T

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

Titandioxid (TiO,), das in reaktiven Brandschutzsystemen in der Regel als weil3es Pigment
eingesetzt wird, geht nach Auffassung von Duquesne et al. [65] eine Reaktion mit dem APP
ein und bildet Titanpyrophosphat. Dieses Titanpyrophosphat verbleibt als weil3er Rickstand,
nachdem samtliche organische Bestandteile verbrannt sind, und gibt dem Brandschutzsys-
tem das markante Erscheinungsbild. Wahrend 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 hierfur liegt in der Ausbildung einer offenporigen
Schaumstruktur, dessen Warmedurchlasswiderstand gegentuber der geschlossenzelligen

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

Nationale und Europaische Zulassungsregelungen

Reaktive Brandschutzsysteme zahlen zu den normativ nicht geregelten Bauprodukten. In
Deutschland werden sie daher auf der Grundlage von allgemeinen bauaufsichtlichen Zulas-
sungen (abZ) bzw. européischen technischen Bewertungen (ETA) in den Markt eingefihrt.
Im Rahmen einer Zulassungserwirkung missen die Brandschutzsysteme zahlreichen Pri-
fungen unterzogen werden. Wahrend die Durchfiihrung der Prifungen auf nationaler Ebene

auf der Grundlage der Zulassungsgrundsatze des Deutschen Instituts fur Bautechnik
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(DIBt) [76] erfolgt, werden auf européischer Ebene die Zulassungsversuche durch die Leitli-
nie fur europdische technische Zulassungen ETAG 018-2 [28] geregelt. Die thermische
Schutzwirkung von RBS wird anhand von Erwarmungsversuchen an beschichteten Stahlplat-
ten und I-Profilen bei Zugrundelegung der DIN EN 13381-8 [16] untersucht. Dartber hinaus
wird in den Zulassungsversuchen das Brandverhalten der Systeme gemaR
DIN EN ISO 11925-2 [12] analysiert sowie ein ,Fingerprint® anhand einer thermogravimetri-
schen und infrarotspektroskopischen Analyse durchgefhrt.

Der im Folgenden vorgestellte Stand der Forschung bezieht sich ausschlie3lich auf reaktive
Brandschutzsysteme mit einem Dammschichtbildner als reaktive Komponente. Ablations-

und Sublimationsbeschichtungen sind nicht Teil dieses Abschlussberichts.
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2.4.2 Expansionsverhalten

Ein Mal3 fur die Bewertung der thermischen Schutzwirkung von reaktiven Brandschutzsys-
temen stellt u.a. der Expansionsfaktor a dar. Dieser beschreibt nach Gleichung (2.1) das
Verhaltnis zwischen der expandierten Schaumschichtdicke dg und der Trockenschichtdi-

cke dg bei einer Materialtemperatur 6.

a(8) = 2 (2.2)

Jimenez et al. [85] untersuchten im Jahr 2006 das Expansionsverhalten eines Epoxidharzes
in Kombination mit Ammoniumpolyphosphat (APP) und Borséure bei einer Aufheizgeschwin-
digkeit von 10 K/min in einem Temperaturbereich von 25 — 500 °C (vgl. Abbildung 2-25).

2,6
Epoxidharz + APP + Borsaure ~ Epoxidharz:

= Diglycidylether von Bisphenol A
5 2.2 . (DGEBA) in Kombination mit
5 Epoxidharz + APP Polyaminoamid
X
g 1,8 - Borséaure:
IS Epoxidharz + Borsaure Firma Aldrich (99 %)
@ Epoxidharz
S 14 APP:
o ’ . .
X Firma Clariant AG

1,0 T T T T

0 100 200 300 400 500

Temperatur [°C]

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

Wahrend das Epoxidharz in ihren Untersuchungen lediglich einen Expansionsfaktor von
a = 1,3 aufweist, fuhrt die Addition von APP und Borsdure zu einer geringfigigen Zunahme
des Expansionsfaktors auf a = 2,4. Hohere 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-TIO,-
Formulierung integriert. Die Bindemittel unterscheiden sich in ihren Molmassen sowie in den
Mischungsverhéltnissen zwischen Epoxidharz und Harter (vgl. Abbildung 2-26). Das Expan-

sionsverhalten der untersuchten Proben wurde im Rahmen eines Gasbrennerversuchs



Thermische Materialeigenschaften von Brandschutzmaterialien — Stand der Erkenntnisse 45

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

gemal Wang et al. [129]

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

zwischen den Molmassen der Bindemittel und den ermittelten Expansionsfaktoren feststel-

len. So weisen die Proben mit der kleinsten und grof3ten Binder-Molmasse mit a = 7,7 (B1)

und a = 9,7 (B4) die geringsten Expansionsfaktoren auf.
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Abbildung 2-27: Gemessene Expansionsfaktoren eines wasserbasierten Brandschutzsys-
tems im Rahmen von Cone-Calorimeter-Versuchen fir einen konstanten Warmestrom von
35 und 75 kW/m?2 und variierende Trockenschichtdicken nach Mesquita et al. [102]

Wahrend 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 Warmestrome (35 und 75 kW/m?) 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 starkeres Expansionsverhalten aufweisen, wenn sie hoheren War-
mestromen ausgesetzt sind. Zudem konnten Mesquita et al. [102] bei jeweils gleichen War-
mestromen grol3ere Expansionsfaktoren fur kleinere Trockenschichtdicken der Brand-

schutzsysteme ermitteln (vgl. Abbildung 2-27).
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Abbildung 2-28: Aus Cone-Calorimeter-Versuchen von Zhang et al. [141] berechnete Expan-
sionsfaktoren eines wasserbasierten Brandschutzsystems fur unterschiedliche Stahlplatten-
und Trockenschichtdicken sowie Warmestrome von 50 und 65 kW/m?2

Zhang et al. [141] fahrten wenige Jahre spater ebenfalls Cone-Calorimeter-Versuche fiur ein
wasserbasiertes Brandschutzsystem durch, erweiterten dabei jedoch den Parameterbereich

gegenuber Mesquita et al. [102], indem sie andere Warmestrome (50 und 65 kW/m2), Stahl-
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plattendicken (5, 10 und 20 mm) sowie Trockenschichtdicken (ca. 500, 1000 und 1500 pm)
untersuchten. In Abbildung 2-28 sind auszugsweise Ergebnisse flr das wasserbasierte
Brandschutzsystem Firetex der Firma Leights Paints (GroRRbritannien) fir 5 und 20 mm dicke
Stahlplatten dargestellt. Aufgrund der zum Teil sehr stark streuenden Trockenschichtdicken
des Brandschutzsystems ist eine Aussage hinsichtlich des Einflusses der Warmestrome auf
das Expansionsverhalten nicht moglich. Hinzu kommt, dass die Warmestrome mit 50 und
65 kW/m? gegenuliber den Untersuchungen von Mesquita et al. [102] deutlich n&her bei ei-
nander liegen. Daher sind aller Voraussicht nach keine signifikanten Unterschiede in der
Oberflachenbeschaffenheit der Schaumstruktur fir die beiden Warmestréme zu verzeichnen
(vgl. Abbildung 2-28, rechts). Nichtsdestotrotz bestéatigen die Ergebnisse von Zhang
et al. [141], dass das Expansionsmald von der Trockenschichtdicke des Brandschutzsystems
und der Massigkeit der Stahlplatten abhangt. So werden die gré3ten Expansionsfaktoren fir
Proben mit kleinster Trockenschichtdicke (TSD = 350 um) und geringster Stahlplattendicke

von 5 mm gemessen (vgl. Abbildung 2-28, oben).
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Abbildung 2-29: Gemessene Expansionsfaktoren eines wasserbasierten (wa), I6semittelhal-
tigen (16) 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, I6semittelhalti-
gen und epoxidharzbasierten Brandschutzsystemen bei variierenden Temperatureinwirkun-
gen fihrte 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 dinnen Stahlplatten (20 x 20 x 1 mm) mit Trockenschichtdi-
cken zwischen 130 und 360 um. Gegeniber den anderen, literaturbekannten Untersuchun-

gen wurden die Trockenschichtdicken der Brandschutzsysteme bewusst gering gewahlt, um
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den Temperaturgradienten innerhalb der expandierten Schaumschicht wahrend der Tempe-
raturmessung so gering wie moglich zu halten. Auf diese Weise konnte Tabeling [122] durch
eine bildbasierte Analyse den Expansionsfaktor der Brandschutzsysteme in Abhangigkeit der
mittleren RBS-Temperatur ermitteln. Als Bestatigung fir die Untersuchungen von Mesquita
et al. [2] verweist Tabeling [122] in seiner Arbeit darauf, dass das Expansionsverhalten der
untersuchten Brandschutzsysteme grundsatzlich von der Aufheizgeschwindigkeit abhangt.
Die Einflusse unter den verschiedenen Produktklassen fallen jedoch unterschiedlich stark
aus. So reduziert sich z.B. der Expansionsfaktor vor allem fur das I6semittelhaltige und das
epoxidharzbasierte Brandschutzsystem bei geringen Aufheizgeschwindigkeiten am starksten
(vgl. Abbildung 2-29).
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Abbildung 2-30: Gegentiberstellung der gemessenen und simulierten Expansionsfaktoren
eine epoxidharzbasierten Brandschutzsystems fur eine Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min
innerhalb eines fixed-bed tubular reactors nach Gomez-Mares et al. [72]

Wahrend Mesquita et al. [102], Zhang et al. [141] und Tabeling [122] ihre Expansionsunter-
suchungen an beschichteten Stahlplatten (jedoch mit unterschiedlichen Dicken) durchfihr-
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
Edelstahlréhrchen (Dinnen = 18 mm, L&nge = 60 mm), in dem eine 9 mm dicke Probe des
Brandschutzsystems ohne Substrat positioniert wird. Das mit der Probe bestlickte Edelstahl-
réhrchen wird wiederum in einem weiteren Edelstahlrohr (Dipnen = 31 mm, Lange = 638 mm)
platziert, das sich in einem Elektroréhrenofen (HST 12/300 Carbolite) befindet. Auf diese
Weise wird ein geschlossenes System ausgebildet, sodass Messungen der Gasphase wéh-
rend der Expansion des Brandschutzsystems mithilfe eines Fourier-Transformations-

Infrarotspektrometers (FTIR) mdglich 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 a = 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 Rohrchens entsteht ein reibungsbasierter Widerstand zwi-
schen der expandierenden Schaumstruktur des Brandschutzsystems und der inneren Man-
telflache des Rohrchens. Hierdurch wird die Expansion des Brandschutzsystems stark ge-
hindert. Aus diesem Grund kdnnen die Ergebnisse von Gomez-Mares [72] nicht ohne Weite-
res mit den Ergebnissen von Wang et al. [129] verglichen werden.

Grundsatzlich unterscheidet sich der Versuchsaufbau von Gomez-Mares [72] signifikant von
anderen Untersuchungsmethoden. Zum einen befinden sich die Proben in einem undurch-
sichtigen Edelstahlréhrchen, sodass eine kontinuierliche Messung der Expansion nicht mog-
lich ist. Des Weiteren kann mit diesem Versuchsaufbau der Einfluss des Substrats durch die
Variation der Massigkeit (Anderung der Stahlplattendicke) nicht untersucht werden. Zudem
erfolgt die Erwarmung der Probe Uber die Mantelflache des Réhrchens und damit senkrecht
zu der Expansionsrichtung der Probe. Bei stahlplattenbasierten Untersuchungen erfolgt die
Erwadrmung des Brandschutzsystems hingegen unidirektional und parallel zu der Expansi-
onsrichtung.
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Abbildung 2-31: Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten auf das Expansionsverhalten eines
reaktiven Brandschutzsystems nach den analytischen Ansatzen von Cirpici et al. [57]

Ergebnisse, die ebenfalls aus dem Rahmen fallen, wurden von Cirpici et al. [57] im Jahr
2016 verdffentlicht. 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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groRte Expansion bei geringen Aufheizgeschwindigkeiten auf. Eine fundierte Begriindung,
worauf sie dieses Verhalten zuriickfihren, 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 bestéatigt insgesamt, dass reaktive Brandschutzsysteme ein heizratenabhangiges
Verhalten aufweisen. Mehrere voneinander unabhéngige Untersuchungen bestatigen dabei,
dass reaktive Brandschutzsysteme vor allem bei hohen Aufheizgeschwindigkeiten bzw.
Warmestromdichten ein starkeres Expansionsverméogen besitzen. Mit zunehmender Reduk-
tion der Temperaturbeanspruchung bilden sich hingegen geringere Schaumschichtdicken
aus, wie den Ergebnissen von Mesquita et al. [102] und Tabeling [122] enthommen werden

kann.

2.4.3 Warmeleitfahigkeit

Die Warmeleitfahigkeit stellt zusammen mit dem Expansionsfaktor und der Ausbildung einer
gleichméaRigen, feinporigen Schaumstruktur die wesentlichen Einflussgrof3en fir 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 zunéchst noch
davon aus, dass die thermische Schutzwirkung von reaktiven Brandschutzsystemen priméar
durch die hohe spezifische Warmekapazitat dominiert wird. Im Rahmen ihres Forschungs-
projektes fuhrten sie umfangreiche Vergleichsrechnungen an gusseisernen Stitzen mit ei-
nem reaktiven Brandschutzsystem durch und leiteten auf diese Weise aus Erwarmungsver-
suchen die Dichte, die spezifische Warmekapazitat und die Warmeleitfahigkeit fur das unter-
suchte Brandschutzsystem ab (vgl. Abbildung 2-32). Fur die Warmeleitfahigkeit wurde hier-
bei ein Wert von 18,00 W/(m-K) bei 20 °C zugrunde gelegt und eine lineare Reduktion in
Abhangigkeit der Temperatur unterstellt. Um konservative Ergebnisse zu erzielen, empfahlen
Hosser et al. [82] zusatzlich die Warmeleifahigkeit des reaktiven Brandschutzsystems ab
einer Materialtemperatur von 450 °C der Warmeleitfahigkeit von Baustahl gleichzusetzen.
Die entsprechend modifizierte Kurve fir die Warmeleitfahigkeit des untersuchten Brand-

schutzsystems kann Abbildung 2-32 entnommen werden.
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Abbildung 2-32: Temperaturabhangige Kennwerte fir die Warmeleitfahigkeit, die spezifische
Warmekapazitat und die Dichte von RBS nach Hosser et al. [82]

Entscheidend fir die Bewertung der Ergebnisse von Hosser et al. [82] ist, dass eine direkte
und damit versuchsbasierte Messung der Warmeleitfahigkeit reaktiver Brandschutzsysteme
als eigenstandigen Materialkennwert nicht moglich war. Somit bedienten sie sich der Ver-
gleichsrechnungen, um den Materialkennwert abzuschétzen. Einen anderen Ansatz wahlte
hingegen Hollmann [78] in seiner Arbeit aus dem Jahr 2011. Er untersuchte zwar reaktive
Brandschutzsysteme fir Holzbauteile, wéahlte jedoch einen analytischen Ansatz fiir die Be-
rechnung der Warmeleitfahigkeit, der in ahnlicher Form inzwischen auch im Stahlbau von
unterschiedlichen Autoren angewandt wird und u.a. auf Spitzer [117] zurtckzufiihren ist.

Mit dem in Gleichung (2.2) beschriebenen Ansatz wird flr das reaktive Brandschutzsystem
eine aquivalente Warmeleitfahigkeit berechnet, die von der Porositat y und dem mittleren
Porendurchmesser dx abhangig ist. Insgesamt wird auf diese Weise die Warmeleitung infol-
ge des Feststoffgerlistes und der Gase innerhalb der Poren sowie des Strahlungsanteils

innerhalb der Poren berlcksichtigt:
1
M= 7o " (Apec +2 N Args +4 - O Eres - By - cy) (2.2)

= 3-(1-y) (2.3)
Es bedeuten:
MApig:  Warmeleitfahigkeit des Gases in der Pore [W/(m-K)]
Ares:  Warmeleitfahigkeit des Feststoffgertstes [W/(m-K)]

o: Stefan-Boltzmann Konstante [W/(m2K*)]
€res: Resultierender Emissionsgrad [-]
B Mittlere Temperatur in der Pore [K]

dy: Breite der Wurfelpore [m]
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y: Porositét [-]
n: Faktor

Wahrend Hollmann [78] fiur die Porositéat eine temperaturabhéngige Entwicklung unterstellt,
nimmt er fir 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 beschrankt sich Hollmann [78] ausschlief3lich auf eine Wurfelgeometrie
und begruindet diese Annahme mit Computertomographie-Aufnahmen.

Den Anfangswert der Warmeleitfahigkeit legt Hollmann [78] mit 7,5 W/(m-K) fest, beschreibt
Uber die temperaturbedingte Zunahme der Porositéat jedoch eine signifikante Reduktion der
Warmeleitfahigkeit auf Werte von bis zu 0,25 W/(m-K). Fir den Temperaturbereich oberhalb
von 600 °C beriicksichtigt er eine erneute Zunahme der Warmeleitfahigkeit, die das Abfallen
des Brandschutzsystems nach der Entziindung des holzbasierten Substrats beschreiben soll
(vgl. Abbildung 2-33).

Einen ahnlichen Ansatz zur Beschreibung der aquivalenten Warmeleitfahigkeit reaktiver
Brandschutzsysteme verfolgten Di Blasi et al. [61]. Fir ihre analytische Formulierung gehen
sie davon aus, dass die Reaktion des Brandschutzsystems schichtweise erfolgt. Durch einen
Warmestrom aktiviert, expandiert das Brandschutzsystem zun&chst an der Oberflache und
bildet eine verkohlte Schaumstruktur. In der darunterliegenden Schicht laufen hingegen noch
die chemischen Reaktionen ab, in denen die Einzelbestandteile (S; bis S3) einer Umwand-
lung in flichtige Bestandteile (V; bis V3) und der Ausbildung einem verkohlten Schaumge-
rust (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.

25 180 Beschichtungssysteme fir Holz-
—r substrate:
3% 160
ED 20 1 140 __ Entwicklungslinie SEF: RBS aus
=5 120 ?Em keramisierenden Elastomeren
E % 151 100 % Entwicklungslinie RAB: Trans-
D x 80 <= parentes 2-Komponentensystem
£ 2 10 - O .
® £ 60 I auf Wasserbasis
=@ -
% = 5 - 40 2 Entwicklungslinie IN: weil3 pig-
:g 'q;)- S 20 mentiertes 1-Komponenten-
=0 0 ‘aemo——=- 0 system auf Acrylatbasis.
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Temperatur [°C]

Abbildung 2-33: Standardisierte thermische Materialkennwerte fiir Hochleistungsbrand-
schutzbeschichtungen fir einen Entziindungsschutz von 30 Minuten von Holzbauteilen nach
Hollmann [78]
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Ausgehend von diesem Modell unterstellen Di Blasi et al. [61], dass die Warmeleitfahigkeit
der expandierten Schaumschicht eines reaktiven Brandschutzsystems ausschlie3lich von
dem Grundmaterial und der innerhalb der ausgebildeten Poren eingeschlossenen Gase ab-
hangig ist. Als Mal3 fir die Beschreibung des Porenanteils fiihren Di Blasi et al. [61] die Po-
rositat ¥ ein und verwenden diese als Gewichtungsfaktor bei der Berechnung der effektiven
Warmeleitfahigkeit eines reaktiven Brandschutzsystems nach der sog. Mixture-Rule (vgl.
Abbildung 2-34, rechts). Der Strahlungsanteil, der bei Hollmann [78] bertcksichtigt wird,
bleibt dabei unberiicksichtigt.

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 Warmestrahlung vollstandig von dem Grundmaterial der
Poren absorbiert bzw. emittiert wird. Hierdurch ergibt sich der in Abbildung 2-35 rechts dar-
gestellte mathematische Zusammenhang fir die Berechnung der aquivalenten Warmeleitfa-
higkeit eines reaktiven Brandschutzsystems. Die Berechnung der Porositat erfolgt dabei in
Abhangigkeit des Expansionsfaktors. Daher ergeben sich fur unterschiedliche Aufheizge-
schwindigkeiten (10 bis 50 K/min) leicht unterschiedliche Kurven fir die Wéarmeleitfahigkeit
(vgl. Abbildung 2-35). Bedingt durch das heizratenabhéngige Expansionsverhalten fihrt Ta-
beling [122] mit seinem Ansatz damit erstmals auf, dass auch die Warmeleitfahigkeit eine
Heizratenabhangigkeit aufweist.

llli“imfi"ﬁ"mu

® o o ) Effektive Warmeleitfahigkeit:
efe - O Aetf (B) = (1-w)-Arps + WA
., Schaumschicht ) eff W) -Ares + WAc
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T e e o

A =4,815x 107 77"
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O SB T’OVfC +OV2'V3 O p ( )

Ares: Warmeleitfahigkeit des

Unreagiertes RBS Grundmaterials

>
Expansion

Y: Porositat
Substrat (Stahlbauteil)

Abbildung 2-34: Schematische Darstellung der schichtweisen Reaktion von RBS und der
daraus resultierenden effektiven Warmeleitfahigkeit nach Di Blasi et al. [61]
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Den Anfangswert der Warmeleitfahigkeit definiert Tabeling [122] mit 0,45 W/(m-K) fur alle
von ihm untersuchten Aufheizgeschwindigkeiten gleich. Zusétzlich bertcksichtigt er in sei-
nem Ansatz die Ausbildung einer offenporigen Schaumstruktur infolge der Pyrolyse organi-
scher Bestandteile durch eine lineare, kinstliche Erhéhung des Porendurchmessers von 1,2

auf 2,0 mm ab einer RBS-Temperatur von 550 °C.
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Abbildung 2-35: Berechnete, aquivalente Warmeleitfahigkeit reaktiver Brandschutzsysteme
fur Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30 und 50 K/min nach Tabeling [122]

Cirpici et al. [57] leiten ebenfalls eine mathematische Formulierung fir die Warmeleitfahigkeit
von reaktiven Brandschutzsystemen her und bericksichtigen dabei sowohl die Warmeleifa-
higkeit des Grundmaterials und der Gase innerhalb der Poren als auch den Strahlungsanteil
innerhalb der Poren. In Analogie zu Tabeling [122] berlcksichtigen Cirpici et al. [57] die Po-
rositat innerhalb ihres mathematischen Ansatzes, die sie aus den heizratenabhéngigen Ex-
pansionsfunktionen aus Abbildung 2-31 berechnen. Da Cirpici et al. [57] in ihrem Modell un-
terstellen, dass die grofdte Expansion ihres untersuchten Brandschutzsystems bei den ge-
ringsten Aufheizgeschwindigkeiten auftritt, resultiert hieraus die geringste Warmeleitfahigkeit
daher ebenfalls fir die geringste Aufheizgeschwindigkeit (vgl. Abbildung 2-36). Dies steht im

Widerspruch zu den Untersuchungen von Tabeling [122].
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Abbildung 2-36: Berechnete, heizratenabhangige Warmeleitfahigkeit eines reaktiven Brand-
schutzsystems unter Berlicksichtigung des Expansionsverhaltens (Anderung der Porengro-
3e) nach Cirpici et al. [57]

Um die thermische Schutzwirkung eines wasserbasierten und eines I6semittelhaltigen reakti-
ven Brandschutzsystems zu untersuchen, fihrten Bartholmai et al. [48] im Jahr 2003 Cone
Calorimeter Versuche an beschichteten Stahlplatten (100 x 100 x 5 mm) durch. Der Einfluss
variierender Erwarmungen wurde dabei anhand von unterschiedlichen Warmestromdichten
(30, 45, 60, 75 und 90 kW/m?) analysiert. Neben der Stahltemperatur, die sie auf der Rick-
seite der Stahlplatte ermittelten, berechneten sie zudem die effektive Wéarmeleitfahigkeit bzw.
den Warmedurchlasswiderstand der reaktiven Brandschutzsysteme mithilfe der Fou-
rier'schen Warmeleitungsgleichung. Fur die Berechnungen verwendeten sie das Programm
IOPT2D, das an der Bundesanstalt fur Materialforschung und -prifung (BAM) entwickelt
wurde. In Abbildung 2-37 sind exemplarisch die Ergebnisse ihrer Untersuchungen fur das
wasserbasierte Brandschutzsystem mit einer Trockenschichtdicke von ca. 1,0 mm darge-
stellt. Ihre Messergebnisse zeigen, dass die effektive Warmeleitfahigkeit des wasserbasier-
ten Brandschutzsystems nach der Expansion fiir alle untersuchten Warmestromdichten na-
hezu konstant ist, jedoch fir hthere Warmestromdichten héhere Werte aufweist. Auch der
Warmedurchlasswiderstand (vgl. Abbildung 2-37, rechts) deutet darauf hin, dass das Brand-
schutzsystem eine bessere thermische Schutzwirkung flir geringere Warmestromdichten
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 Warmeleitfahigkeit (vgl. Gleichung 2.4) diskutiert.
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Abbildung 2-37: Effektive Warmeleitfahigkeit (links) und Warmedurchlasswiderstand (rechts)
eines wasserbasierten RBS aus Cone Calorimeter Messungen flr variierende War-
mestromdichten von Bartholmai et al. [48]

Ahnlich wie Bartholmai et al. [48] bewerteten Wang et al. [130] die thermische Schutzwir-
kung ihres wasserbasierten Brandschutzsystems unter Zuhilfenahme der effektiven Warme-
leitfahigkeit. Hierzu fuhrten 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 ahneln und sich lediglich in der
Maximaltemperatur (Brandkurve I: 450 °C; Brandkurve Ill: 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 Warmeleitfahigkeit und den untersuch-
ten Brandkurven feststellen. Gleichwohl liegt ein signifikanter Unterschied in der effektiven
Warmeleitfahigkeit fur die unterschiedlichen Trockenschichtdicken von 1,0 und 2,0 mm vor.
Zwar bilden die Proben mit einer Trockenschichtdicke von 2,0 mm eine groRere Endschicht-
dicke (28,91 mm (Brandkurve |) und 30,88 mm (Brandkurve IIl)) gegentber den Proben mit
einer Trockenschichtdicke von 1,0 mm (17,14 mm (Brandkurve ) und 22,60 mm (Brandkur-
ve 1)), die effektive Warmeleitfahigkeit ist jedoch etwa doppelt so gro3. Dies stellt auf den
ersten Blick einen Widerspruch dar, da die ermittelten Stahlplattentemperaturen fir die Pro-
ben mit gréRerer Trockenschichtdicke geringer ausfallen. Bei néherer Betrachtung der Be-
rechnungsgleichung fur die effektive Warmeleitfahigkeit (vgl. Gleichung 2.4) wird jedoch er-
sichtlich, dass die Trockenschichtdicke in der Gleichung als linearer Faktor eingeht und bei
einem annahernd gleichen Quotienten aus Temperaturanderung in der Stahlplatte (A8,;) und
der Differenz zwischen Brandraum- und Stahlplattentemperatur (6;— 8,;) in héheren Werten
fur die effektive Warmeleitfahigkeit resultiert. Aus diesem Grund kann die Bewertung der
thermischen Schutzwirkung eines reaktiven Brandschutzsystems anhand der effektiven

Warmeleitfahigkeit allein zu Fehlinterpretationen flihren und bedarf einer gro3en Expertise.
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Abbildung 2-38: Berechnete Warmeleitfahigkeit eines wasserbasierten Brandschutzsystems
(PMA, Renitherm) infolge zweier von der ETK abweichenden Temperatur-Zeit-Kurven nach
Wang et al. [130]

Ahnliche Riickschliisse 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
Warmeleitfahigkeit und fiihrten hierzu Brandversuche an allseitig beschichteten Stahlplatten
(270 x 200 x 16 mm) durch. Die Trockenschichtdicke variierten sie ahnlich 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 hoheren Trockenschichtdicke in geringeren
Stahlplattentemperaturen resultieren und héhere expandierte Schaumschichtdicken aufwei-
sen (Endschichtdicke: 85 mm fir eine TSD = 2,0 mm und Endschichtdicke: 47 mm fir eine
TSD = 1,0 mm), fuhrt die Anwendung von Gleichung (2.4) zu den in Abbildung 2-39 darge-
stellten Verlaufen der effektiven Warmeleitfahigkeit. Auch hier ergeben sich flir die héheren
Trockenschichtdicken des Brandschutzsystems héhere Werte fir die effektive Warmeleitfa-
higkeit trotz der besseren thermischen Schutzwirkung. Da in diesem Fall die Beflammung
der Stahlplatten allseitig erfolgte, was gegenlber den gangigen Prifkonzepten untblich ist,
werden aufgrund des veranderten Profilfaktors und der héheren thermischen Einwirkung
infolge der Einheits-Temperaturzeitkurve gréf3ere effektive Warmeleitfahigkeiten ermittelt als
bei Wang et al. [130].
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Abbildung 2-39: Berechnete Warmeleitfahigkeit eines RBS gemaf DIN EN 13381-4 fir all-
seitig beschichtete Stahlplatten nach Wang et al. [131]

Als Berechnungsvorschrift fur die effektive Warmeleitfahigkeit legen Wang et al. [131] den
Ansatz aus DIN EN 13381-4 [15] fur passive Brandschutzmaterialien zugrunde, vernachlas-
sigen dabei jedoch den Anteil des Warmespeichervermdgens 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.
Ay iD= |d L ‘CaP S - -‘AB 2.4
p,t() p Ap a Mg (et'ea,t)'ﬁt a,t ( . )

Es bedeuten:

dp: Trockenschichtdicke des reaktiven Produkts [m]

VIA,:  Inverse des Profilfaktors [m]

Ca: Temperaturabhangige spezifische Warmekapazitat des Baustahls [J/(kg-K)]
Py Dichte des Baustahls [kg/m3]

B Temperatur im Brandraum [°C]

Bat: Stahltemperatur [°C]

At: Zeitschrittweite [sek]

AB,t:  Anstieg der Stahltemperatur innerhalb des Zeitschritts At [K]

Lucherini et al. [100] orientierten sich bei der Auswertung ihrer Ergebnisse direkt an der Be-
rechnungsvorschrift der DIN EN 13381-8 [16], fuhrten jedoch nicht die effektive Wéarmeleitfa-
higkeit sondern den Warmedurchlasswiderstand (vgl. Abbildung 2-40) als eine Messgrol3e
zur Bewertung der thermischen Schutzwirkung ihrer untersuchten reaktiven Brandschutzsys-

teme auf. Insgesamt untersuchten sie auf diese Weise ein wasserbasiertes und ein I6semit-
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telhaltiges Brandschutzsystem, das sie jeweils auf ein IPE400-Profil sowie auf Stahlplatten
100 x 100 x 10 mm applizierten. lhre Versuche fuhrten 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 Warmestromdichten auf
das thermische Verhalten der beiden Brandschutzsysteme. Als Referenzgrof3e diente wiede-
rum die Einheits-Temperaturzeitkurve.

In Abbildung 2-40 sind die Warmedurchlasswiderstande des wasserbasierten Brand-
schutzsystems dargestellt, die aus Brandversuchen an IPE400-Profilen fir Temperaturzeit-
kurven mit einer schnellen, mittleren und geringeren Aufheizgeschwindigkeit sowie fir die
Einheits-Temperaturzeitkurve ermittelt wurden. Die zugehdrigen Temperaturzeitkurven sind
in Abbildung 2-41 aufgefihrt.
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Abbildung 2-40: Berechneter Warmedurchlasswiderstand eines wasserbasierten Brand-
schutzsystems (TSD = 890 — 950 um) in Abhéngigkeit der Aufheizgeschwindigkeit aus
Brandversuchen an beschichteten IPE400-Profilen nach Lucherini et al. [100]

Mit zunehmender Aufheizgeschwindigkeit nimmt der Warmedurchlasswiderstand des unter-
suchten Brandschutzsystems vermeintlich ab. Diesen Zusammenhang vermittelt zumindest
die zeitliche Darstellung des Warmedurchlasswiderstandes in Abbildung 2-40. Der von Lu-
cherini et al. [100] definierte Effizienzparameter ny(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 losemittelhaltige 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-
schitzten und geschitzten Proben) eines I6semittelhaltigen und wasserbasierten Brand-
schutzsystems in Abhangigkeit 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 ungeschitzten und geschiitzten Stahlprofilen, wobei sie den Differenzwert
noch zusatzlich auf die Temperatur der ungeschutzten Probe beziehen. Auf diese Weise
erhalten sie einen dimensionslosen Parameter, der bei geringen Unterschieden zwischen
den ungeschitzten und den geschitzten Proben und damit bei einer geringen thermischen
Schutzwirkung der reaktiven Brandschutzsysteme klein ausfallt (vgl. Abbildung 2-41).
Insgesamt lasst sich festhalten, dass mehrere voneinander unabhéngige Untersuchungen
bestatigen, dass reaktive Brandschutzsysteme eine heizratenabhéngige Warmeleitfahigkeit
besitzen, diese jedoch durch die effektive Warmeleitfahigkeit nach DIN EN 13381-8 [16] fehl-
interpretiert werden kann. Daher bedarf es bei der Bewertung der effektiven Warmeleitfahig-
keit von reaktiven Brandschutzsystemen stets eine hohe Expertise. Alternativ sollte die
Warmeleitfahigkeit nach den Anséatzen von Di Blasi [61] und Tabeling [122] aus den Expan-
sionskurven berechnet werden. Auf diese Weise wird anstelle der effektiven eine aquivalente
Warmeleitfahigkeit ermittelt, die den Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten korrekt wieder-
gibt.

2.4.4 Spezifische Warmekapazitat

In ihren Nachrechnungen von Erwarmungsversuchen an gusseisernen Stiitzen gingen Hos-
ser et al. [82] im Jahr 1994 noch davon aus, dass die Funktionsweise von reaktiven Brand-
schutzsystemen primar durch die spezifische Warmekapazitat gepragt ist. Sie gingen davon
aus, dass die spezifische Warmekapazitat 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 fur die spezifische War-
mekapazitat (vgl. Abbildung 2-32). Hollmann [78] ist hingegen der Auffassung, dass die Zu-
nahme der spezifischen Warmekapazitat 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 Warmekapazitat 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 Warmekapazitat als
auch einzelner Reaktionen und Phasentbergdnge beliebiger Materialien bestimmt werden
kénnen. Eine abgewandelte Messmethode der DSC, die Differenz-Thermoanalyse (DTA),
verwendeten Wang et al. [132] in ihrer Arbeit, um die chemischen Reaktionen, die wahrend
der Expansion ihres eigens entwickelten reaktiven Brandschutzsystems ablaufen, detektie-
ren und einzelnen Temperaturbereichen zuzuordnen zu kénnen. 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 fiihren sie hingegen auf die Oxidation organischer Bestandteile und die Bil-

dung von Kohlenstoffdioxid (CO,), das sich als Gas aus dem Brandschutzsystem verfliichtigt.
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Abbildung 2-42: Gemessene DTA-Kurve eines reaktiven Brandschutzsystems bei 10 K/min
und Luftatmosphére nach Wang et al. [132]

Tabeling [122] wendete in seiner Arbeit die DSC-Analyse an, um die spezifische Warmeka-
pazitat von drei verschiedenen reaktiven Brandschutzsystemen zu bestimmen. Hierflr ver-
wendete er Kleinstmengen (3 — 6 mg) der Produkte in Pulverform, die er in einem Alumini-
umoxidtiegel (Al,O3) bei unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten untersuchte. Ergebnis-
se fur 10 K/min sind beispielhaft in Abbildung 2-43 aufgefuhrt. Trotz der unterschiedlichen

Rezepturen, finden die wesentlichen Reaktionen in den untersuchten Brandschutzsystemen
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annahernd in den gleichen Temperaturbereichen statt. Lediglich die Intensitat und damit die

Grole der Peaks weisen Unterschiede auf.
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Dynamische Differenzkalorimet-
rie (DSQC):

Temperaturbereich: 20-1000 °C
Heizrate:10 K/min
Atmosphére: 80 % Ar/ 20 % O,

Messgerat: NETZSCH STA 409
PC/IPG
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stellers

Abbildung 2-43: Gemessene DSC-Kurven eines wasserbasierten, I6semittelhaltigen sowie
epoxidharzbasierten Brandschutzsystems nach Tabeling [122]

Die gemessenen DSC-Signale (aufgenommene bzw. abgegebene Warmemenge je Mas-

seneinheit) verwendete Tabeling [122], um die spezifische Warmekapazitét der untersuchten

Brandschutzsysteme zu berechnen. Hierbei bericksichtigte er neben der Aufheizgeschwin-

digkeit auch die Massen- und Volumenéanderung der Proben, die er aus der thermogravimet-

rischen Analyse (vgl. Kapitel 2.4.5) und der Expansionsanalyse (vgl. Kapitel 2.4.2) erhielt.
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Abbildung 2-44: Spezifische Warmekapazitat reaktiver Brandschutzsysteme unter Berick-
sichtigung der Volumen- und Massené&nderung fir unterschiedliche Aufheizgeschwindigkei-

ten nach Tabeling [122]

Auf diese Weise erhielt Tabeling [122] die in Abbildung 2-44 dargestellten spezifischen

Warmekapazitdten in Abhangigkeit der Aufheizgeschwindigkeit. Eine Differenzierung zwi-
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schen den einzelnen Brandschutzsystemen (I6semittelhaltig, wasser- und epoxidharzbasiert)
nahm Tabeling [122] nicht mehr vor. Die in Abbildung 2-44 aufgefiihrten spezifischen War-
mekapazitaten stellen daher Mittelwerte aller von ihm untersuchten Brandschutzsysteme dar.
Anders als beim Expansionsverhalten und der effektiven Warmeleitfahigkeit finden sich fir
die spezifische Warmeleitféahigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen in der Literatur weni-
ge Angaben. Die meisten Untersuchungen stammen aus der Produktentwicklung
bzw. -optimierung, sodass sich die Analysen grof3tenteils auf die Reaktionen und Phasen-
umwandlungsprozesse fokussieren. Dennoch existiert mit der dynamischen Differenzkalori-
metrie und ihren abgewandelten Formen eine Methode, mit der die spezifische Warmekapa-
zitat ermittelt werden kann. Die Festlegung unterschiedlicher Aufheizgeschwindigkeiten im
Rahmen der Messmethode erlaubt zudem die Analyse der Performance von Brand-

schutzsystemen bei Naturbranden.

2.4.5 Rohdichte

Hosser et al. [82] sowie Raveglia [107] nehmen jeweils vereinfachend in ihren Arbeiten an,
dass die Rohdichte von reaktiven Brandschutzsystemen temperaturunabhéngig ist. Wahrend
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 fir den Ausgangs-
zustand reaktiver Brandschutzsysteme als sehr gering, erweist sich jedoch in guter Nahe-
rung als zutreffend fur 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 zurtickfuhrt, 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. Darlber hinaus existiert mit der ther-
mogravimetrischen Analyse (TGA) ein Messverfahren, mit dem eine temperaturabhangige
Massenanderung reaktiver Brandschutzsysteme ermittelt werden kann. So fiihren Choi et
al. [56] in ihrer Arbeit auf, dass der Reaktionsablauf von reaktiven Brandschutzsystemen in
mehreren Schritten erfolgt und sich dies in dem temperaturabhangigen Massenverlust wider-
spiegelt (vgl. Abbildung 2-45). Die erste Reaktion und den damit zusammenhangenden Mas-
senverlust fihren sie auf die Dehydratation ihres wasserbasierten Brandschutzsystems zu-
rick. Dies bestatigen sie durch eine zusatzliche massenspektroskopische Untersuchung, mit
der sie die Freisetzung von Wasser (H20) 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.
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Abbildung 2-45: Massenanderung des reaktiven Brandschutzsystems FC-MAX und Massen-
spektrometrie fir H,O 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 fir reaktive Brandschutzsysteme son-
dern auch fir ihre Einzelbestandteile angewendet werden kann, flihrten Jimenez et al. [85]
im Jahr 2006 Untersuchungen an Ammoniumpolyphosphat (APP), Borsaure und einem Epo-

xidharz sowie deren Kombinationen durch.
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Abbildung 2-46: Massenanderung von Epoxidharz, Ammoniumpolyphosphat (APP), Borséu-
re und deren Kombinationen nach Jimenez et al. [85]



Thermische Materialeigenschaften von Brandschutzmaterialien — Stand der Erkenntnisse 65

Sie stellten u.a. fest, dass das Epoxidharz bereits bei 570 °C vollstandig thermisch umge-

setzt wird, durch die Zugabe von Borséaure jedoch eine Restmenge von 37 % bis 800 °C ver-

bleibt. Das APP hat wiederum in der Kombination mit der Borsdure und dem Epoxidharz

keinen signifikanten Einfluss auf die Massenanderung, da der Reaktionspartner in Form von
Pentaerythrit (PER) in der Verbindung fehlt.
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Abbildung 2-47: Einfluss von Eisen(lll)-Oxid auf die Massenénderung einer APP-PER-MEL-
Formulierung nach Li et al. [96]

Untersuchungen, welchen Einfluss Eisen(lll)-Oxid sowie verschiedene Bindemittel auf das

Massenanderungsverhalten einer APP-PER-MEL-Formulierung haben, wurden von Li et

al. [96] und Wang et al. [129] durchgefihrt. In beiden Féllen wendeten sie die thermogravi-
metrische Analyse an, wobei sie mit 10 und 20 K/min jeweils unterschiedliche Aufheizge-

schwindigkeiten fir ihre Analysen zugrunde legten (vgl. Abbildung 2-47 und Abbildung 2-48).
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Thermogravimetrische Analyse
TGA):

Temperaturbereich: 50-800 °C
Heizrate:20 K/min

Atmosphére: Luft

Durchfluss: 40 ml/min
Messgerat: Pyris 1 TG analyzer

Reaktive Brandschutzsysteme:
APP/PER/MELI/TIO, =
31,1/18,8/15,2/6,9 [m-%] + Bin-
demittel (B1-B4)
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Abbildung 2-48: Einfluss der Molmasse eines epoxidharzbasierten Bindemittels auf das
Massenanderungsverhalten einer APP-PER-MEL-TiO,-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 Massen&nderungsver-
halten aufweisen. In seinen TG-Analysen, die er mit dem Analysegerdt NETZSCH STA 409
PC/PG bei einer Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min durchfiihrte, stellte er fest, dass das
wasserbasierte Brandschutzsystem gegentber den beiden anderen Produkten eine gering-
fugig bessere thermische Stabilitat aufweist (vgl. Abbildung 2-49).
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Abbildung 2-49: Massenanderungsverhalten eines wasserbasierten, l6semittelhaltigen sowie
epoxidharzbasierten Brandschutzsystems nach Tabeling [122]

Unter Berlcksichtigung des Expansionsverhaltens (vgl. Kapitel 2.4.2) konnte Tabeling [3]
mithilfe der gemessenen Massendnderungskurven die in Abbildung 2-50 dargestellte Materi-
alrohdichte fur die von ihm untersuchten reaktiven Brandschutzsysteme ermitteln. Er diffe-
renziert dabei nicht zwischen den einzelnen Brandschutzsystemen und definiert die Material-
rohdichte fur die Einheits-Temperaturzeitkurve.
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Abbildung 2-50: Temperaturabhangige Materialrohdichte von reaktiven Brandschutzsyste-
men nach Tabeling [122]
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Da sowohl die Volumenénderung infolge Expansion als auch die Massenanderung fur variie-
rende Aufheizgeschwindigkeiten ermittelt werden kann, lasst sich mit dem Ansatz von Ta-
beling [122] auch die Rohdichte fir variierende Aufheizgeschwindigkeiten von Naturbranden
ermitteln.

Insgesamt finden sich in der Literatur wenige Angaben fiir die Rohdichte von reaktiven
Brandschutzsystemen und deren heizratenabhangiges Verhalten. Vielmehr wird in den litera-
turbekannten Untersuchungen das Massenanderungsverhalten 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-

ratenabhangige Volumenanderung der Brandschutzsysteme bekannt sein.
2.5 Zusammenfassung

Unter Berlcksichtigung der verschiedenen Versuchsrandbedingungen der Literaturquellen
wurde eine Datenbasis geschaffen, die insbesondere die thermischen Materialkennwerte fur
Brandschutzmaterialien in der Aufheizphase zusammenfasst. Die bestehende Kenntnisliicke
in der Abklhlphase und die fehlenden Materialkennwerte unter Naturbrandbeanspruchung,
speziell bei Calciumsilikatplatten und dem Brandschutzputz, konnten wahrend der systemati-
schen Aufbereitung der Daten ermittelt und aufgezeigt werden. Ferner hat die Auswertung
der bestehenden Literaturquellen ergeben, dass fur gipsgebundene Plattenbekleidungen
(Gipskarton, Gipsfasern) bereits verschiedene thermoanalytische Untersuchungen vorge-
nommen worden sind. Fir gipshaltige Plattenbekleidung ist somit eine umfassende Daten-
basis vorhanden, die bereits eine grobe Abschéatzung der thermischen Materialkennwerte flr
die Aufheizphase einer Naturbrandbeanspruchung erméglicht. Eine differenzierte Betrach-
tung der thermischen Kennwerte A, p und c, 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 Versuchsdurchfiihrungen sowie auf die Wahl der Messmethoden und
Verfahren zurlickgefiihrt werden. Ferner haben die einzelnen Autoren die thermischen Mate-
rialkennwerte modifiziert, um chemische und physikalische Materialreaktionen wéahrend einer
Brandbeanspruchung besser abzubilden. Folglich divergieren die thermischen Material-
kennwerte der Brandschutzbekleidungen, sodass keine allgemeingultige Aussage Uber das
temperaturabhangige Materialverhalten von Brandschutzbekleidungen getroffen werden

kann. Speziell fir die Anwendung der Brandschutzmaterialien an geschutzten Stahlbauteilen



68 Thermische Materialeigenschaften von Brandschutzmaterialien — Stand der Erkenntnisse

unter Naturbrand besteht Forschungsbedarf, da die thermischen Kennwerte A, p und ¢, so-
wohl fur die Aufheizphase als auch fir die Abkihlphase in Abhangigkeit der Temperatur be-
kannt sein sollten. Zusatzlich ergibt sich die Streuung der thermischen Materialkennwerte
durch die Anwendung verschiedener thermoanalytischer Messverfahren. Die Ergebnisse
zeigen somit die Notwendigkeit nach Rahmenbedingungen fir standardisierte Prifverfahren
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 Mdglichkeiten im architektonischen
Stahlbau stark an Bedeutung gewonnen.

Hauptbestandteile von reaktiven Brandschutzsystemen sind eine anorganische Saure, 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 fur die thermische Schutzwirkung verantwortlichen Kohlenstoffschaumstruktur erst
ermoglicht wird.

Die systematische Analyse internationaler Forschungsarbeiten hat aufgezeigt, dass zahlrei-
che Forschungsgruppen zum Teil voneinander unabhangig anhand von verschiedenen Ana-
lysemethoden zu der Erkenntnis kommen, dass reaktive Brandschutzsysteme ein heizraten-
abhéngiges Verhalten aufweisen. Dieses auf3ert sich priméar in der Expansion und der damit
im Zusammenhang stehenden Warmeleitfahigkeit der Brandschutzsysteme. Die Analysen
der Forschungsgruppen zeigen eine Tendenz, dass die reaktiven Brandschutzsysteme vor
allem bei héheren Aufheizgeschwindigkeiten bzw. Warmestromdichten eine bessere Perfor-
mance zeigen. Der Grund hierflr ist der Tatsache geschuldet, dass reaktive Brandschutzsys-
teme als nicht genormte Bauprodukte im Rahmen des Zulassungsverfahrens derzeit auf Ba-
sis der Einheits-Temperaturzeitkurve gepriift werden. Die Normbrandkurve besitzt dabei vor
allem im Anfangsbereich eine sehr hohe Aufheizgeschwindigkeit.

Die heizratenabhéangige Performance von reaktiven Brandschutzsystemen kann nicht fiir alle
Produkte pauschalisiert werden. Vielmehr muss zwischen den einzelnen Produktklassen
(I6semittelhaltig, wasser- und epoxidharzbasiert) unterschieden werden, da vor allem l6se-
mittelhaltige Brandschutzsysteme die grof3te Sensitivitat hinsichtlich der Aufheizgeschwin-

digkeiten besitzen.
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Die Analyse der internationalen Forschungsarbeiten hat zudem gezeigt, dass die effektive
Warmeleitfahigkeit, 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 fuhren kann. Daher wird empfohlen, die Schutzwirkung von reaktiven Brand-
schutzsystemen anhand von zusatzlichen Kriterien zu bewerten. Dies wird in Kapitel 5.5 an-

hand der eigenen experimentellen Untersuchungen aufgezeigt.
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3 Naturbrandszenarien

3.1 Einleitung

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 ermoéglichen. Mittels der Einheits-
Temperaturzeitkurve kann unabhangig von GroéRe und Geometrie des Brandraums, Brand-
lasten und Ventilationsverhaltnissen, der voll entwickelte Brand fur die Prufung der Tragfa-
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
Groliteils der vorhandenen Brandlasten. Die Naturbrandszenarien schlieRen die Entste-
hungsphase, die Vollbrandphase und die Abklingphase eines Brandes mit ein. Der Verlauf
eines Naturbrands zeichnet sich entsprechend durch eine Aufheizphase mit anschlieRender
Abkiihlphase aus, wohingegen die ETK stetig ansteigt.

Naturbrande stellen gebdude- und nutzungsspezifische Ereignisse dar (vgl. [122]). Brand-
schutzbekleidungen kdnnen demnach unterschiedlichsten Temperatur-Zeitverlaufen ausge-
setzt sein, die sich von ihrer Charakteristika deutlich von der Einheits-Temperaturzeitkurve
unterscheiden konnen. In Abh&angigkeit der Nutzung, der Brandraumgeometrie, der Brand-
lasten (Art und Menge) sowie den Ventilationsoffnungen kdnnen Vollbrande oder lokale
Bréande auftreten, die unterschiedliche hohe Brandraumtemperaturen zur Folge haben. Die
thermische Einwirkung von geschitzten Stahlbauteilen kann durch eine realitatsnahe Brand-
beanspruchung unter Berlcksichtigung verschiedener Einflussparameter wie beispielsweise
der Brandlast, oder der Ventilationsverhaltnisse berechnet und genauer abgeschatzt werden.
Es existieren eine Vielzahl weiterer Einflussfaktoren, die bei einem Brandszenario beriick-
sichtig werden missen. Sie kénnen die Branddauer und Intensitat der Brandraumtemperatu-

ren erheblich beeinflussen, weshalb sie im Folgenden genauer erlautert werden.

Ein natirlicher Brand in einem Raum respektive Nutzungseinheit kann zu einer thermischen
Belastung von geschitzten Stahlbauteilen fihren. Die Auslegung und Dimensionierung der
Brandschutzbekleidung kann jedoch nur auf Grundlage der Brandbeanspruchung und des-
sen Temperaturen erfolgen. Zu diesem Zweck sollen in Brandsimulationsberechnungen

maogliche Naturbrandszenarien implementiert, simuliert und hinsichtlich der Brandraumtem-
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peraturen ausgewertet werden. Zunachst erfolgt dabei eine Entwicklung von Naturbrandsze-
narios fur 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 EinflussgroRen der Brandraumgeometrie, der Ventilations-
verhaltnisse sowie der Brandlasten (Art und Menge) werden dabei genauer betrachtet. An-
schlieRend erfolgt eine deterministische Parameterstudie anhand ausgewahlten Brandraum-
geometrien, flr die eine Anwendung von geschitzten Stahlbauteilen sinnvoll erscheint. Zu-
satzlich zu den moglichen Brandraumgeometrien fur die ausgewahlten Nutzungen werden
die Besonderheiten des jeweiligen Naturbrandszenarios beriicksichtigt. Ebenso findet eine
Auswahl| an verschiedenen Brandlasten, Brandlastdichten sowie die Variation der Ventilati-
onsbedingungen statt, die sich in unterschiedlichen Verlaufen der Warmefreisetzungsrate
widerspiegeln. Die Verlaufe der Warmefreisetzungen dienen wiederum als Eingangswerte flr
Brandsimulationsberechnungen unter Anwendung der Brandschutzingenieurmethoden. Die
Berechnungen sind sowohl mit dem Zonenmodell (Warmebilanzmodell) ,Consolidated Model
of Fire Growth and Smoke Transport“ (CFAST) [30] als auch unter Anwendung des Feldmo-
dells Fire Dynamic Simulator (FDS) [31] durchgefiihrt worden. Das Ziel der Brandsimulati-
onsberechnungen ist es eine Vielzahl von Heil3gastemperaturzeitkurven zu erhalten, die im
Folgenden genauer dargestellt werden. Die Temperatur-Zeitverlaufe sollen Naturbrande fir
die ausgewdéhlten Nutzungen (Buro, Industrie, Atrien in Geb&uden) reprasentieren. Ferner
sollen die erzielten Heil3gastemperaturzeitverlufe der Softwarepakete CFAST und FDS
schnelle, mittlere und langanhaltende Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sowie kurz, mit-
tel und lange andauernde Brande abdecken. Ebenso missen die erzeugten HeilRgastempe-
raturkurven der Forderung nach Allgemeingultigkeit gentige getragen. Im Folgenden findet
eine Ergebnisdarstellung und Diskussion der Brandsimulationen anhand diverser Tempera-
tur- Zeitverlaufe statt. Anhand einer statistischen Auswertung der Ergebnisse wird abschlie-
Bend eine Aussage zu den mittleren Aufheizraten und AbklUhraten getatigt, auf dessen
Grundlage die Auswahl eines reprasentativen, allgemeinglltigen Naturbrandverlaufs getrof-

fen wird.
3.2 Einflussparameter

Im Allgemeinen kbnnen mit einem Brandszenario die Bedingungen und Gegebenheiten, un-
ter denen ein reales Brandereignis verlauft, beschreiben werden. Von der Entziindung, Uber
die Verbrennung bis hin zur Abnahme des Brandes wird versucht den realen Brand, der

durch verschiedene Einflussfaktoren nicht exakt vorhersehbar ist, moglichst 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 moglichst realistisch
abgebildet werden kdnnen. Der Naturbrand zeichnet sich durch eine Entstehungsphase, eine
Vollbrandphase sowie eine Abkuhlphase aus. Eine Vielzahl von Einflussfaktoren kann dabei
die Zeitdauer der einzelnen Brandphasen sowie ihre Intensitat beeinflussen. Die Temperatur-

Zeitverlaufe kdnnen demnach sehr divers ausfallen.

Ein Naturbrandszenario stellt ein gebdude- 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),

= Zlndinitial/ Zindquelle,

=  Position des Brandherdes,

= Brandausbreitungsgeschwindigkeit und Brandentwicklung,

= Ventilationsverhéltnisse,

= Brandraumgeometrie,

= Eigenschaften der Umfassungsbauteile,

= brandschutztechnische Einrichtungen und technische Anlagen,

=  LdschmalRnahmen.

Je nach Art und Nutzung eines Gebaudes kdnnen verschiedene Brandlasten vorhanden
sein. Als Brandlasten werden im Allgemeinen alle im Brandraum befindlichen brennbaren
Stoffe, die zur gesamten Verbrennungswérme beitragen, bezeichnet (vgl. [122]). Insbeson-
dere fur brandlastgesteuerte Brande kann die Menge der Brandlast die Dauer eines Brandes
beeinflussen. Fur Blrogebaude kdnnen 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 koénnen. Durch die Art der Brandlasten, die Menge und
Verteilung innerhalb einer Nutzungseinheit wird die Dauer und Intensitat des Brandes maf3-
geblich beeinflusst (vgl. [81]). In Bezug auf die Rauchfreisetzung (Menge und Zusammen-
setzung) ist die Kenntnis tber die Art der Brandlast ebenfalls essentiell. Insbesondere fir
das Schutzziel Personensicherheit ist dieser Einflussparameter relevant. GemaR 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 m; und dem jeweiligen unteren Heizwert H,; der vorhandenen Brand-
lasten ermittelt werden.
Q = Y m;-H; [kWh] oder [MJ] (3.1)



Naturbrandszenarien 73

In Bezug auf die Grundflache A, auf der sich die Brandlasten befinden, Menge auch die
Brandlastdichte bestimmt werden.

q= £ [kWh/m?] oder [MJ/m?] (3.2)
Die Vereinigung Kantonaler Feuerversicherungen, kurz VKF, hat eine Reihe von verschiede-
nen Baustoffen samt Heizwert H, 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 &ndern kénnen. Im Nationalen Anhang zur DIN EN 1991-1-2 (2010) [5] sind
fur ausgewahlte Nutzungen aus realen Brandversuchen statistisch ermittelte Werte fur die
Brandlastdichte g zusammengestellt worden. Nach Norm kann beispielsweise fur Buronut-
zungen eine Brandlastdichte von q = 584 [MJ/m?] angenommen werden. Zuséatzlich zur Art
und Menge der Brandlast muss fiir ein Brandszenario die Lagerung bekannt sein. Fir 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-
schitzten und ungeschutzten Brandlasten unterschieden werden, je nachdem ob die Brand-

last frei oder beispielsweise durch eine Kiste oder ein Fass geschitzt gelagert wird.

Die Kenntnis Uber mégliche Zindquellen oder Zindinitialen 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]). Zusatzlich 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 Verhaltnis zum
Bauteil ist ebenfalls entscheidend. Die Temperaturbeeinflussung des Bauteils im Brandnah-

bereich kann hoher liegen als bei einem erhdhten 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 t? -Ansatz
beschrieben werden. In der sich anschlieBenden Vollbrandphase halt sich die Energiefrei-
setzungsrate konstant, bis 70% der Brandlasten verbraucht sind und die lineare Abklingpha-

se eingeleitet wird (vgl.[138], [5]). Die Brandentwicklung hangt im Wesentlichen von den
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Brandlasten und den Ventilationsverhaltnissen im Brandraum ab (vgl. [113], [111]. Nach DIN
EN 1991-1-2 (2010) [4] kann die Brandentwicklung in

= Jangsam 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 fUr Industrienutzung nach DIN 18232-2 (2007) [23] in

= gering (0,15 m/min),
=  mittel (0,25 m/min),
= grofR3 (0,45 m/min),

unterschieden werden kann, nimmt Einfluss auf das Ausmaf eines Brandszenarios. Mittlere
Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sind beispielsweise in Blro- und Wohngebaude haufig
anzusetzen.

Des Weiteren mussen die Ventilationsbedingungen des Brandraumes beschrieben werden,
da Lage und Grol3e von Ventilationsoffnungen ebenfalls einen erheblichen Einfluss auf den
Brandverlauf und die Temperaturen wahrend eines Brandereignisses haben kénnen. Als
Ventilations6ffnungen kénnen Tiren und Fensterdffnungen angesetzt werden, die fir eine
ausreichende Zu-und Abluft sorgen. Eine VergroRerung der Offnungsflache kann beispiels-
weise zu einer héheren Luftzufuhr und zu einer Reduzierung der Brandraumtemperaturen
fuhren. In Abhéngigkeit der Ventilationsbedingungen kdnnen jeweils zwei Brandregime un-
terschieden werden. Bei ausreichender Ventilation und geniigend Brandlasten kann ein
brandlastgesteuerter Brand vorliegen. Ist die Brandlast frihzeitig verzerrt und es ist keine
ausreichende Sauerstoffzufuhr vorhanden, ist der Brand ventilationsgesteuert. Zur Beschrei-
bung der Ventilationsverhaltnisse wird der sogenannte Offnungsfaktor O herangezogen, der
die vorhandenen Offnungsflachen A, samt gemittelter Hohe h,, in Relation zur Flache der
Umfassungsbauteile A; setzt (vgl. DIN EN 1991-1-2/NA(2010) [5]). Der Offnungsfaktor be-

rechnet sich wie folgt
. 1
O= M [mi] (3.3)
At
Anhand des Offnungsfaktors ist damit eine Aussage iiber die Ventilationsbedingungen im

Brandraum mdglich. Je nach Gr6RRe der (")ffnungen, die direkt ins Freie fuhren, konnen sich

die Ventilation und die Maximaltemperaturen im Brandraum verandern. Der Offnungsfaktor
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variiert jedoch auch in Abhangigkeit der Gebaudegeometrie, die einen weiteren Einflussfak-
tor auf ein Brandszenario darstellt.

Als Brandraum sind geometrische Verhaltnisse mdglich, in denen ein Brand herrschen kann
oder die bei einem Brandereignis mit involviert sein kdnnen. Die Grol3e des Brandraumes
ermoglicht die Brandausbreitung tUber den Raum und kann somit ein Brandereignis bestim-
men (vgl. [138]). Die Abmessungen des Brandraumes sind demnach elementar. Je nach
Nutzung kénnen die Brandraumgeometrien jedoch stark variieren. Sowohl die Grundflache
als auch die Brandraumhohe, die als mittlere Hohe zwischen Boden und Deckenbereich zu
definieren ist, kann sich nutzungsbedingt andern. Der Brandraum wird durch Bauteile wie
wande und Decken mit einem ausreichenden Feuerwiderstand begrenzt. Die Bauteile zur
Begrenzung des Brandraumes werden auch als Umfassungsbauteile bezeichnet und stellen
einen weiteren Einflussfaktor fur die Auspragung eines Brandszenarios dar. Insbesondere
die Warmespeicherfahigkeit der verwendeten Materialien hat einen Einfluss auf die Tempe-

raturverteilung im Brandraum.

Zu den Einflussfaktoren eines Brandereignissen kénnen auch externe Eingriffe zahlen. Fer-
ner kdnnen LéschmalBnahmen durch Gebaudenutzer und die Feuerwehr sowie der Eingriff
von brandschutztechnischen Anlagen (z.B. Sprinkleranlagen) der Brandverlauf veréndern.
Aufgrund der Vielzahl an Einflussparameter fir ein Brandszenario bedarf es einer quantitati-
ven Analyse der nutzungsspezifischen Faktoren. Aufgrund der verschiedenen Parameter
sind diverse Naturbrandszenarien denkbar, die betrachtet werden missen, um eine allge-
meingultige Aussage zu mogliche Naturbrdnden treffen zu konnen. Fir ausgewahlte Nut-
zungen werden im Folgenden wesentliche Raumkonfigurationen und nutzungsspezifische
Warmefreisetzungsraten vorgestellt, die fur die brandschutztechnische Auslegung von ge-
schitzten Stahlbauteilen sinnvoll erscheinen. Dabei wird speziell auf die mdglichen Brand-

lasten, Ventilationsverhaltnisse und Brandraumabmessungen eingegangen.

3.3 Raumkonfigurationen und nutzungsspezifische Warme-
freisetzungsraten

Zur Ermittlung der maRgeblichen Naturbrandszenarien mussen die Raumkonfigurationen
sowie die nutzungsspezifischen Warmefreisetzungsraten fiur ausgewéhlte Nutzungen zu-
sammengestellt werden. In [122] wird zwischen unterschiedlichen Gebaudetypen unter-
schieden, bei denen Brandschutzbekleidungen ihre Anwendung finden. Im Wesentlichen
konnen in Birogeb&auden, im Industriebau, Mess-und Sporthallen oder in Atrien Brand-
schutzbekleidungen zum Einsatz kommen. Im Rahmen des Forschungsvorhabens wird sich

auf die Anwendungsgebiete Blrogebaude, Atrien und Industriebauten beschréankt, wobei



76 Naturbrandszenarien

durch deterministische Parameterstudien die Bandbreite mdglichst allgemein gehalten wird.
Fur die jeweiligen Nutzungen wurden exemplarisch jeweils drei Raumgeometrien gewabhilt,
die sich bei der Buronutzung an den Vorgaben des Arbeitsschutzes ASR [1] und bei der In-
dustrienutzung an den Ausfiihrungen von Koéhler, Klein und Fontana, 2006 [91] orientieren.

Tabelle 3-1: Zusammenfassung der moglichen Raumkonfigurationen fir eine Blironutzung

Raumkonfiguration Bironutzung

Nutzung Lange Breite Hohe Flache [m?]
[m] [m] [m]

Einzelbiro 4,2 2,9 2,6 12,18

Gruppen- 12,3 4,3 2,6 52,89

blro

Grol3raum- 25 16 2,6 400

biro
Nutzung Offnungen Anzahl Breite Hohe hy Ay >0

[m] [m] [m]  [m] [m"?
Einzelblro Fenster 2 1,2 1,5 1,5 3,6 011
Tiren 1 1 2 - 2 ’

Gruppen- Fenster 4 1,95 1,5 1,5 11,7 0.12
biro Tiren 2 1 2 - 4 ’
Grol3raum- Fenster 1 19,5 15 1,5 29,3 011
biiro Tiren 3 1 2 - 6 ’

Fur die Betrachtungen von Atrien wird exemplarisch das Beispiel aus [140] verwendet. Zu-
dem wurden die Brandlasten Holz (Zellulose), Textil (Polyester) und Kunststoff (Polyurethan)
exemplarisch ausgewahlt und verédnderte Brandlastdichten genauer untersucht. Zusatzlich
wurden die Ventilationsbedingungen im Brandraum variiert. Mit den gewéahlten Einflussgro-
Ben soll mdglichst ein breites Anwendungsfeld fur bekleidete Stahlbauteile in unterschiedli-
chen Nutzungen abgedeckt werden. Fir die Blronutzung wurden drei verschiedene Raum-
konfigurationen gewabhlt, die der Nutzung als Einzel-, Gruppe- sowie Grof3raumbiiro geni-
gen. Je nach Nutzungskonzept kann sich die Blirogeometrie deutlich verédndern, die Raum-
geometrie fur Blronutzungen wird im Bereich von 12 m2 bis 400 m2 abgedeckt. Im Wesent-
lich sollen die verschiedene Raumgréf3en der Nutzungseinheiten unterschieden werden, da
die BrandraumgrofRe und die jeweilige Brandlastdichte einen wesentlichen Einfluss auf die
Intensitéat und Dauer des Brandereignisses hat. Die gewahlten Abmessungen der ausge-

wahlten RaumgréRen der Blronutzung orientieren sich an den Angaben des Arbeitsschutzes
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[1] far Burordumlichkeiten sowie an den Erhebungen von Kohler, Klein und Fontane, 2006
[91] , die 95 Industrie- und Gewerbeanlagen in der Schweiz untersucht und statistisch aufge-
arbeitet haben. Zusétzlich ist die grof3te Nutzungseinheit auf 400 m?, die einen Brandbe-
kampfungsabschnitt bildet, begrenzt. Die Raumhdhe wird konstant zu 2,6 m angesetzt, da
Untersuchungen in [139] gezeigt haben, dass die Hohe des Brandraumes keinen signifikan-
ten Einfluss auf das Naturbrandszenario hat. In Tabelle 3-1 sind die gewahlten Abmessun-
gen fur die Einzel-, Gruppen- und Grol3raumbironutzung aufgefiihrt.

Die gewahlten Offnungsflachen sollen bei den Brandsimulationsberechnungen variiert wer-
den, um den Einfluss der Ventilationsbedingungen wahrend eines Brandereignisses zu er-
fassen. Zu diesem Zweck sollen die gewahlten Offnungen zunachst angesetzt und weitere
Simulationen mit halbierten oder vergroerten Ventilationséffnungen durchgefiihrt werden.
Unterstitzend dazu werden zusatzlich die Ausfihrungen von Zehful3, 2004 [138] herangezo-
gen, in denen der Einfluss der Ventilation anhand des Offnungsfaktors O umfassend unter-
sucht wurde. Inshesondere bei kleinen Brandrdumen hat sich ein grof3er Einfluss der Ventila-
tionsbedingungen gezeigt. Bei kleinen Offnungsflache im Brandraum kann es zu einem un-
terventilierten Brand kommen, bei dem geringere Temperaturen als bei einem Brandlastge-
steuerten Brand entstehen koénnen (vgl. [138]). Die gewahlten Ventilationsoffnungen der
Raumkonfigurationen fir Blronutzung sind entsprechend den Anwendungsgrenzen des Na-
turbrandmodells nach DIN EN 1991-1-2/NA (2010) [5] ausgelegt worden. Die vertikale Off-
nungsflache soll dabei 12,5 bis 50% der Grundflache betragen und einen Offnungsfaktor im
Bereich von 0,02 < O < 0,2 vorweisen.

Die folgenden Prinzipskizzen zeigen die Abmessungen der gewdahlten Raumkonfigurationen
(nicht maf3stéablich).

/'\\ 1 —— :/»\ "“QA

B EEEE =

Einzelbiro A = 12,18 m? Gruppenbiro A = 52,89 m? Grof3raumbiro A = 400 m?

Abbildung 3-1: Darstellung der méglichen Raumkonfigurationen fiir die Blronutzung

Neben der Brandraumgeometrie sind die Brandlasten fir eine Blronutzung festzulegen. Ein
Brand in einer Bironutzung zeichnet sich insbesondere durch eine erhéhte Anzahl von
brennbaren Stoffen aus. Als Brandlasten kdnnen Mengen an Papier, Holz und Kunstoffen in
Frage kommen. Brandlasten fur Blronutzungen kénnen beispielsweise das Mobiliar sein,
das aus Materialien wie Holz und Kunststoff hergestellt sein kann. Das Mobiliar ist dabei eine
immobile, im Brandraum unveranderliche Brandlast. Ebenso befinden sich in einer Bironut-

zung Regalsysteme mit Ordnern samt Unterlagen aus Papier, das meist geordnet und ge-
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stapelt, vorliegt. Die Mengen an zellulosehaltigen Brandlasten (Dokumente aus Papier) kon-
nen tages- und nutzungsbedingt schwanken und innerhalb des Brandraumes an unter-
schiedlichen Orten positioniert sein. Sie gelten demnach als mobile Brandlasten. Neben den
elektronischen Geréaten wie Computer, Telefon und Drucker, sind auch haufig Verbundstoffe
in Form von Polsterungen und Sitzlehnen der Biroausstattung vorzufinden. Nach den Unter-
suchungen von Zehful3, Hosser, Hal3, 2002 [139] kdnnen fir Biroraume beispielsweise fol-
gende Brandlasten angesetzt werden:

=  Holz,
= Papier,
= Kunststoffe in Form von Polyvinylchlorid (PVC),

= Verbundstoffe in Form von Polyurethane (PU).

Als Brandlast werden fir die Brandsimulationsberechnungen vereinfacht Holz und Papier in
Form von Zellulose angesetzt. Fiur die weiteren Betrachtungen muss zur Brandlastart auch
deren Menge bestimmt werden. Neben einer ausfihrlichen Ermittlung der Brandlastdichten
sind in der DIN EN 1991-1-2/NA (2010) (Anhang BB) [5] fur ausgewahlte Nutzungen die
Brandlastdichten angegeben. Fir die Brandlastdichte wird der normative Wert fiir Blroge-
b&aude von g = 584 MJ/m? (90%- Fraktil) verwendet. Es wird vereinfacht davon ausgegangen,
dass sich die Brandlasten der Buronutzung mittig im Brandraum befinden. Fir die Brandent-
wicklung wird von einer kreisformigen Ausbreitung des Brandherdes ausgegangen. Zusatz-
lich kann nach DIN EN 1991-1-2/NA [5] fur gew6hnliche Buronutzungen 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 Warmefreisetzungsrate zu Grunde gelegt. Zur Ermittlung von kurzen und langanhalten-
den Branden werden auch die schnellen und langsamen Brandausbreitungsgeschwindigkei-
ten bei der Ermittlung der Warmefreisetzungsrate verwendet. Die Warmefreisetzungsrate
kann zur Verdeutlichung des Brandverlaufes eines Brandszenarios herangezogen werden.
Sie gibt an, wieviel Warme wahrend eines Brandereignisses aufgrund der umgesetzten
Brandlasten freigesetzt wird. Die Ermittlung der Warmefreisetzungsrate 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 Warmefreisetzungsraten der Bemes-
sungsbrande, die als Eingabewerte den Brandsimulationsberechnungen zu Grunde gelegt

worden sind, ist in der folgenden Abbildung dargestellit.
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Abbildung 3-2: Warmefreisetzungsraten fir verschiedene Blronutzungen

Anhand der Kurvenverlaufe der Warmefreisetzungsrate wird deutlich, dass sich aufgrund der
gewahlten Raumkonfigurationen der Birogebdude auch die nutzungsspezifischen Wéarme-
freisetzungen deutlich veréndern kénnen. Die Verlaufe der Warmefreisetzungsraten unter-
scheiden sich dabei insbesondere durch die Brandausbreitungsgeschwindigkeit in der Ent-
stehungsphase, die maximalen Warmefreisetzungsrate sowie der Branddauer. Es werden
Brandsimulationsberechnungen unter Ansatz eines Vollbrandes mit maximalen Warmefrei-
setzungsraten von 3 bis 43 MW und einer Dauer von 40 bis 130 Minuten durchgefuhrt. Je
nach vorliegendem Brandregime, kann die maximale Wé&rmefreisetzungsrate durch einen
brandlastgesteuerten oder ventilationsgescheuerten Brand definiert werden. Das Maximum
der Warmefreisetzungsrate ist abhangig von den Ventilationsbedingungen im Brandraum,
der Brandlastlast sowie der Brandausbreitungsgeschwindigkeiten. Anhand der Verlaufe der
Warmefreisetzungsrate zeigt sich, dass eine VergréfZerung der Brandlastdichte zu einer Ver-
langerung der Branddauer fuhrt. Ferner sind bei gleicher Brandlastdichte und einer Vergro-
Rerung des Brandraumes, hohere Warmefreisetzungsraten und langere Branddauern zu
verzeichnen. Je nach Wahl der nutzungsspezifischen Einflussfaktoren kann somit der Be-

messungsbrand zur Ermittlung der Temperaturbeanspruchung eines Naturbrandes variieren.

Neben der Buronutzung ist ebenfalls die Industrienutzung von wesentlichem Interesse, da
bekleidete Stahlbauteilen bei dieser Nutzung ebenfalls h&ufig zur Anwendung kommen

(vgl. [122]). Fur die Industrienutzungen sollen demnach verschiedene Hallengeometrien zur
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Brandsimulationsberechnungen in CFAST und FDS implementiert werden. Im Allgemeinen
stellen die Raumgrof3e und -hOhe wesentliche Parameter bei der Betrachtung von Natur-

brandszenarien in der Industrienutzung dar.

Tabelle 3-2: Zusammenfassung der moglichen Raumkonfigurationen fir die Industrienutzung

Raumkonfigurationen Industrienutzung

Nutzung Lan- Breite HoOhe Flache
ge [m] [m] [m?]
[m]
Industriehalle 50 36 7 1.800
Produktion
Industriehalle 40 30 7 1.200
Lagerung
Industriehalle 25 30 5 500
Produktion und/oder
Lagerung
Nutzung Offnungen Anzahl Breite Hoéhe h, Ay, >0
[m] [m] [m] [m3  [m']
Industriehalle Fenster/ Tor 2 10 3 3 60
Produktion Tiren 3 1 2 2 6
0,057
Deckenoff- 3 2 2 2 12
nungen
Industriehalle Fenster/ Tor 2 5 25 25 25
Lagerung Taren 3 1 2 2 6
0,048
Decken- 3 2 2 2 12
offnungen
Industriehalle Fenster/ Tor 2 5 2 2 20
Produktion und/oder Tiren 3 1 2 2 6
Lagerung 0,052
Decken- 2 2 2 2 8
offnungen

Die geometrische Ausdehnung hat Einfluss auf die Brandlastdichte, folglich auch auf die
Warmefreisetzungsrate und den Brandverlauf. Durch die Ausdehnungen der Industriebauten
und die erhdhten Brandlasten kénnen Brande langer anhalten und hohe Hei3gastemperatu-
ren erzeugen. Zu diesem Zweck wurden drei Hallenabmessungen exemplarisch ausgewahilt.
Sie sollen die Nutzung von Produktions- und Lagerhallen abdecken. Die gewéhlten Geomet-

rien orientieren sich an den Untersuchungen und statistischen Auswertungen von 95 Indust-
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rie-und Gewerbeanlagen von Koéhler, Klein und Fontana, 2006 [91] sowie den Daten von
3.000 Industriegebauden (Jahr 1990 bis 1998) aus Halfkan und Hegger, 2006 [75]. In Tabel-
le 3-2 sind die Abmessungen fir die gewahlten Hallengeometrien aufgefihrt.

Neben der Variation der Grundflache sind auch die Ventilationséffnungen veréndert worden.
GemaR den Untersuchungen von Kéhler, Klein und Fontana, 2006 [91] sind die Offnungsfla-
chen zu > 0,04 [m*?] und < 0.08 [m"?] angenommen worden. In den Brandsimulationsbe-
rechnungen wurden die Offnungsflachen zudem um 50% erhéht und reduziert, um den Ein-
fluss der Ventilationsbedingungen auf den Naturbrandverlauf und die Brandraumtemperatu-
ren zu ermitteln. Die Raumhohe der Hallengeometrie wurde konstant zu 7 m angenommen.
In [75] zeigten die Datenerhebungen von 3.000 Industriegebduden, dass bei 70% der Indust-
riebauten die Hallenhdéhe bei min. 7 m liegt. Nach Koéhler, Klein und Fontana, 2006 [91] ist
der Mittelwert der Raumhohe von 95 Lager- und Produktionsnutzungen ebenfalls 7 m. Die
Raumhohe kann jedoch auch variieren, weshalb bei der HallengréRe von A =500 m2 eine
Hallenhéhe von 5 m angenommen wurde. Im Vergleich zu héhen Raumhéhen wird bei ge-
ringeren Hallenhéhen von einer héheren Temperaturbelastung im Deckenbereich ausgegan-
gen.

Die folgenden Prinzipskizzen zeigen die Abmessungen der gewahlten Industrienutzungen
(nicht maf3stéblich).

Industriehalle A = 500 m? Industriehalle A = 1.200 m2 Industriehalle A = 1.800 m?2
Abbildung 3-3 Darstellung der mdglichen Raumkonfigurationen fir die Industrienutzung

Zusatzlich zu den Raumkonfigurationen ist fir die Berechnung der nutzungsspezifischen
Warmefreisetzungsraten die Brandlasten fur 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 kénnen unterschiedliche In-
dustriebetriebe untereinander vollig andere Brandlastarten vorweisen. Aufgrund der Ande-
rungen der Brandlasten in ihrer Art und Menge Uber den Produktionsprozess und die Variati-
on der Lagermengen, ist eine Brandlastenermittlung fir die jeweilige Industrienutzung anzu-

raten. Im Rahmen des Forschungsvorhabens ist fiir ausgewahlte Brandlasten und deren
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Brandlastdichte die Erhebung von 95 Industrie- und Gewerbeanlagen von Kdohler, Klein und
Fontana, 2006 [91] sowie Daten der Vereinigung Kantonaler Feuerversicherungen, kurz
VKF, verwendet worden. Um moglichst allgemeingtiltige Brandszenarien fur eine Industrie-
nutzung zu verdeutlichen, wurden die folgenden Brandlastarten und Brandlastdichten nach
VKF [126] ausgewabhlt:

= Holz Holzverarbeitung reine Produktion g =900 [MJ/m?]
Produktion mit Zwischenlager g = 1.800 [MJ/mZ]
= Kunststoffe Kunststoffverarbeitung g = 300 [MJ/mZ2]

g = 1.600 [MJ/mZ]

= Textilien Stoffe g =400 [MJ/mZ2]
Weberei(Lager) g =1.100 [MJ/mZ]

Je nach Art und Verteilung der Brandlasten kénnen sich unterschiedlichen Brandszenarien
fur die Industrienutzung einstellen. Die Beschrankung 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. Fur die Industrienutzung kann gemafR [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] gewahlt wird, dann
kann von einer mittigen Anordnung der Brandlasten im Brandraum ausgegangen werden.
Jedoch ist es bei Industrienutzungen auch mdglich, dass sich die Brandlasten von einer
Raumseite oder von einer Ecke des Brandraumes ausbreiten. Um mdglichst realitdtsnah ein
Brandereignis zu beschreiben, sind sowohl schnelle als auch mittlere Brandausbreitungen
untersucht worden. Es kdnnen nur fir jede einzelne Industrienutzung die charakteristischen
Merkmale eines Brandverlaufs herausgestellt werden, die nicht auf alle weiteren Industrie-
nutzungen Ubertragbar sind. Dennoch sollen die ausgewahlten Szenarien mdglichst viele
Falle der Industrienutzung abdecken. In Abbildung 3-4 sind die gewahlten Warmefreiset-
zungsraten, die unter Berlcksichtigung der Brandausbreitungsgeschwindigkeiten und der

Brandlasten (Art und Dichte) bestimmt wurden, dargestellt.
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Abbildung 3-4: Wéarmefreisetzungsraten fir verschiedene Industrienutzungen

Anhand der Warmefreisetzungsrate kann der Verlauf der gewahlten Brandszenarien kennt-
lich gemacht werden. Die Warmefreisetzungsrate dient als Eingabeparameter fir die
Brandsimulationsberechnungen und somit als Grundlage zur Ermittlung der Naturbrandkur-
ven, denen ein bekleidetes Stahlbauteil ausgesetzt sein kann. Die unterschiedlichen Raum-
konfigurationen fur die Industrienutzung haben diverse Warmefreisetzungsraten zur Folge.
Anhand der Verlaufe der Warmefreisetzungsrate zeigt sich, dass eine Vergrof3erung der
Brandlastdichte zu einer Verlangerung der Branddauer fihrt. Aufgrund der ausgedehnten
Brandraume und hohen Brandlastdichten sind langere Branddauern zwischen 65 bis 243
Minuten sowie maximale Warmefreisetzungsraten zwischen 105 bis 655 MW méglich (An-
nahme Vollbrand). Sofern ein Brand in einer Industriehalle nur ortlich begrenzt auftritt, kann
nicht von einem Vollbrandmodell ausgegangen werden. Bei Brandraumen < 400 m2 kdnnen
lokale Brandereignisse fur die Auslegung von geschitzten Stahlbauteilen mal3gebend sein
(vgl. [138]). Es konnen hohere Brandraumtemperaturen und schnellere Aufheizgeschwindig-
keiten bei lokalen Branden entstehen. Insbesondere bei Hallen im Industriebau sind lokale
Brandereignisse moglich und kénnen im Vergleich zu Vollborandmodellen héhere Brandbean-

spruchungen ergeben. Dementsprechend sind neben Vollbrandszenarien auch lokale Bran-
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de in Industriehallen untersucht worden. Exemplarisch sind in den gewahlten Hallengeomet-
rien auf einer begrenzten Flache von 20 - 100 m? lokale Brandereignisse naher betrachtet
worden. Eine Vergleichsbetrachtung erfolgte zusatzlich mit den Ansatzen von Heskestad und
Hasemi nach DIN EN 1991-1-2/NA Anhang C (2010) [5] und den Betrachtungen von Cohrs,
2016 [58]. Eine Warmefreisetzungsrate fur den lokalen Brand im Vergleich zu den Wéarme-
freisetzungsraten eines Vollbrandes ist exemplarisch in Abbildung 3-4 aufgefihrt.

Die Brandschutzbekleidungen fir Stahlbauteile kbnnen auch in Atrien ihre Anwendung fin-
den, weshalb eine Raumkonfiguration eines Atriums mit in die Betrachtungen aufgenommen
wurde. Es ist exemplarisch ein Atrium ausgewahlt worden, in dem mdgliche Brandszenarien
simuliert werden. Auf Grund der Komplexitat von Atrien wird sich auf eine ausgewahlte Ge-
baudestruktur beschrankt. Die gewahlten Abmessungen beziehen sich auf ein Atrium eines
Verwaltungsgebaudes, das bereits in den Ausfihrungen von Zehfuld und Siemon [140] ver-
wendet wurde. Die Gebaudeabmessungen samt Atrium sind in der folgenden Tabelle darge-

stellt.

Tabelle 3-3: Zusammenfassung der moglichen Raumkonfigurationen fur ein Atrium

Raumkonfiguration Atrium

Nutzung Lange Breite Hohe Flache
[m] [m] [m] [m?]
Gebaude- 22 37 12 814
abmessung 13,5 30 10 405
mit Atrium
Nutzung Offnungen Anzahl Breite Hohe YA, 3O
[m] [m]  [m] [m'}
Gebaudeabmessung Fenster 6,24
mit Atrium Taren 2 2,15 2,5 10,75
2 1,2 2,2 5,28 0,019
Decken- 4 2 2 16
offnungen

Die Anordnung der Deckendffnungen, die als natirlicher Rauchabzug dienen, richtet sich
nach den Anforderungen der DIN 18232-2 (2007)[23]. Die restlichen Tir- und Fenstertffnung
sind so gewahlt worden, dass ein Offnungsfaktor von 0,02 m*2vorlag. Die Anwendungsgren-
zen der Naturbrandmodelle aus DIN EN 1991-1-2/NA (2010) [5] sind damit erfillt. Die Ge-

baudehdhe von 12 m und die Atriumhdhe ist exemplarisch zu 10 m gewéahlt worden.
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Die Darstellung der gewéhlten Raumabmessung ist in der folgenden Abbildung aus FDS
(Version 6) zu sehen.

Abbildung 3-5: Gewahlte Raumkonfiguration fir ein Gebaudestruktur mit Atrium

Fur die Raumkonfiguration des Atriums sind zwei verschiedene Brandszenarien untersucht
worden. Ein Vollbrand der gesamten Grundflache sowie ein lokaler Brand auf 6 m? Grundfla-
che sind dabei genauer betrachtet worden. Je nach Nutzung des Geb&udes kbénnen ver-
schiedene Brandlasten zu Grunde gelegt werden. Die Gebaudestruktur des Beispiels ist fur
ein Verwaltungsgebdude ausgelegt, sodass ahnliche Brandlasten wie bei einer Bironutzung
zu erwarten sind. Als Brandlast sind fur den Vollbrand g = 584 MJ/m2 nach DIN EN 1991-1-
2/NA (2010) [5] und fir den lokalen Brand g = 400 MJ/m2 nach [81] angenommen worden.
Fur die Brandausbreitungsgeschwindigkeit ist t; = 300 sec (Tabelle 4.6) nach [81] vorgege-
ben worden. Die sich ergebenen Warmefreisetzungsraten sind in der folgenden Darstellung
gezeigt.
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Abbildung 3-6: Nutzungsspezifische Warmefreisetzungsraten fur das gewahlte Atrium
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Anhand der Warmefreisetzungsrate wird verdeutlicht, dass sich in Atrien wéahrend eines
Brandverlaufes sehr hohe Warmefreisetzungsraten einstellen kdnnen, die deutlich Uber den
Verlaufen der Warmefreisetzungsraten der Biro- und Industrienutzung liegen kdnnen. Eben-
falls ist eine deutliche Diskrepanz der Verlaufe der Warmefreisetzungsrate fir das angesetz-
te Vollbrandmodell und den lokalen Brand in Atrium zu erkennen. Es kénnen Warmefreiset-
zungsraten zwischen 1.478 bis 995.545 kW auftreten, die eine Branddauer zwischen 38 bis
85 Minuten aufweisen.

Die gewahlten Raumkonfigurationen fur die Nutzungen Buro, Industrie und Gebaudestruktu-
ren mit Atrien zeigten, dass die Warmefreisetzungsraten sich nutzungsbedingt anderten. Die
Warmefreisetzungsrate wurde als Eingangsparameter der Brandsimulationsberechnung zu
Grunde gelegt, sodass eine Vielzahl diverser Naturbrandverlaufe erzielt wurde. Die Brandsi-
mulationsbedingungen sind unter Anwendung der Ingenieurmethoden durchgefiihrt worden.

Die Ergebnisdarstellung erfolgt im nachfolgenden Kapitel.
3.4 Ergebnisse der Brandsimulationsberechnungen

Zur Ermittlung der Temperatur-Zeitverlaufe der ausgewahlten Nutzungen, in denen ge-
schitzte Stahlbauteile vorzufinden sind, sind die Ingenieurmethoden des Brandschutzes
angewendet worden. Die Auswahl der verschiedenen Ingenieurmethoden unterscheidet sich
im Wesentlichen durch ihre Komplexitat 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 Heil3gasschicht im
Deckenbereich und eine darunterliegende Kaltgasschicht eingeteilt, die lediglich durch den
Plume durchstromt wird. Als Vereinfachung wird die Impulserhaltung auch nur im Plume be-
rticksichtigt. Fur jede Zone wird einzeln die Energie- und Massenbilanz aufgestellt. Die ermit-
telten Brandraumtemperaturen stellen folglich einen gemittelten Temperaturwert tber die
Zonen dar. Auf der sicheren Seite liegend werden im Forschungsvorhaben die gemittelten
Temperaturen der Heil3gasschicht verwendet.

Ferner werden die Brandsimulationen mit anerkannten Computational Fluid Dynamics- Mo-
dellen, kurz CFD, berechnet. Mit dem Feldmodell FDS koénnen 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 fir Masse, Energie und Impuls. Der Brandraum wird dazu in ein festgelegtes
Gitternetz (Grid) eingeteilt. Bei den Brandsimulationsberechnungen wird die Erhaltungsglei-
chung fir 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 héher als bei Zonenmodellen. Fir die Brandszenarien, die auf einem Voll-
brandmodell basieren, ist das Grid zu 20 cm bestimmt worden. Bei der Simulation von loka-
len Branden und der Erfassung der Heil3gastemperaturen in Plumeachse ist das Grid auf
10 cm verfeinert worden. Die Untersuchungen von Friday [67] weisen darauf hin, dass der
Einfluss der ZellengroRe auf die HeilRgastemperaturen einen marginalen Einfluss hat und
demnach in Hinblick auf die Aufheiz-/Abkihlgeschwindigkeiten, die im Rahmen des For-
schungsvorhaben von besonderem Interesse sind, nicht tiefergehend betrachtet wird. Das
Berechnungsgitter ist so gewahlt worden, dass die Rechenleitungen wirtschaftlich vertretbar
und die Brandsimulationsergebnisse dennoch mdglich 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-
zuglich der Gastemperaturen in der Hei3gasschicht fir die gewahlten Geb&dudekonfiguratio-
nen mit dem Zonenmodell CFAST und durch Mittelung lokaler Temperaturen aus FDS be-
rechnet wurden. Durch Variation der Brandraumgrol3e, der Brandlastdichte und der Ventilati-
onsbedingungen wurden verschiedene Warmefreisetzungsraten erzeugt, aus denen wiede-
rum die reprasentativen Naturbrandszenarien berechnet worden sind. Die erzeugten Heil3-
gastemperaturzeitverlaufe stellen langsame (t = 600 sec), mittlere (t = 300 sec) und schnell
(t = 150 sec) Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sowie kurz, mittel und langanhaltende
Branddauern dar. Die gewahlten Konfigurationen, die als Eingabedaten in die Brandsimulati-

onsberechnung mit eingeflossen sind, bewegten sich in den folgenden Anwendungsgrenzen:

= Brandflache: A=6-1.800 m2

= Brandszenario: Lokale Brand und Vollbrand

= Offnungsfaktor: O = 0,02 — 0,12 mY? (Variation +50%)

= Brandregime: ventilationsgesteuert und brandlastgesteuert
= PBrandlastdichte: g = 300-1.800 MJ/m?2

= Brandausbreitungsgeschwindigkeiten: t;= 150 -600 sec

Insgesamt sind verschiedene Brandsimulationsberechnungen mit unterschiedlichen Raum-
konfigurationen und nutzungsspezifischen Warmefreisetzungsraten untersucht worden. Auf-

grund der ausgewahlten Naturbrandszenarien ergeben sich eine Vielzahl von Temperatur-
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Zeitverlaufen, denen bekleidete Stahlbauteile ausgesetzt sein kdnnen. Ein Auszug der Er-
gebnisse ist in Abbildung 3-7 dargestellt.
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Abbildung 3-7: Auswahl der Temperatur-Zeitverlaufe der gewahlten Naturbrandszenarien

Die Temperatur-Zeitverlaufe zeigen, dass die Brandentwicklung, die maximalen Temperatu-
ren sowie die Abklhlphase von Naturbrandszenarien unterschiedlich ausfallen. Die Ergeb-
nisse der Brandsimulationsberechnungen haben ergeben, dass eine Erhéhung 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 VergrdlRerung des Brandraumes und gleichbleiben-
der Brandlastdichte die Dauer eines Naturbrandes zunimmt. Bei kleineren Brandrdumen

steigen die Temperaturen wahrend eines Naturbrandszenarios schneller an.

Bei einer VergroRerung der Offnungsflache kann es in der Regel zu einer Reduzierung der
Brandraumtemperaturen kommen, die auf die erhohte Ventilation im Brandraum zurtickzu-
fuhren ist. Die vergrol3erte Menge der kalten nachstromenden Luft durch die vergro3erte
Offnungsflache hat einen erhohten 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 gentigend Sauerstoff fir den Verbrennungsprozess zur
Verfiigung steht. Im Gesamten zeigt sich, dass bei den Brandsimulationsberechnungen un-
terschiedliche Aufheizraten, maximale Temperaturen zu unterschiedlichen Zeitpunkten im
Brandverlauf sowie verschiedene Abkuhlraten vorliegen konnen. Hohe Aufheizraten kdnnen
durch kleine Brandraume, lokale Bréande und schnelle Brandausbreitungsgeschwindigkeiten
begunstigt werden. Die thermische Beanspruchung von bekleideten Stahlbauteilen kann
demnach sehr unterschiedlich ausfallen.

Bei der Betrachtung von lokalen Brandereignissen im Vergleich zu Vollbranden fir ein Be-
messungsbrandszenario zeigt sich, dass hdhere Aufheizraten auf einer begrenzten Brand-
flache auftreten kdnnen. Die Temperatur- Zeitverlaufe in Abbildung 3-8 verdeutlichen die
héheren Aufheizraten. Bei Vollbranden kénnen jedoch langer anhaltende Branddauern und
héhere maximale Brandraumtemperaturen ermittelt werden. Eine VergréRerung der Brand-
flache bei gleichbleibender Brandlastdichte hat htéhere maximale Heil3gastemperaturen im
Brandraum zur Folge.
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Abbildung 3-8: Vergleich Temperatur-Zeitverlauf lokaler Brand und Vollbrandszenario

Bei der Betrachtung von lokalen Branden hat sich zudem ergeben, dass mit steigender
Brandraumhohe die Temperaturen im Deckenfeld des Brandraumes sinken. Innerhalb der
Plumeachse nehmen die maximalen Temperaturen mit steigender HOohe oberhalb des
Brandherdes ab. Die Vergleichsbetrachtungen mit den Ansatzen nach Heskestad nach
DIN EN 1991 - 1 - 2/NA Anhang C (2010) [5] bestatigen die Aussage, wobei in Plumeachse
auf der sicheren Seite liegend hohere Temperaturen erzielt werden. Insbesondere bei lokaler

Brandbeanspruchung mit einer Brandflache von A = 100 m? werden die Anwendungsgrenzen
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aus DIN EN 1991 - 1 -2 /NA Anhang C (2010) [5] uberschritten, sodass die Ergebnisse auf
der sicheren Seite hin zunehmen. Zusatzlich bestatigen die Vergleichsbetrachtungen, dass
hohere Aufheizraten im Brandnahbereich des lokalen Brandes entstehen. Ferner hat die
Brandausbreitungsgeschwindigkeit, die der Warmefreisetzung und folglich der Brandsimula-
tionsberechnung zu Grunde gelegt wurde, einen erheblichen Einfluss auf die Aufheizraten.
Beispielsweise konnen vertikale Bauteile (z.B. bekleidete Stltzen), die in der Nahe von loka-
len Branden angeordnet sind, in der Aufheizphase héheren Temperaturen als bei Annahme
eines Vollbrandes ausgesetzt sein. Insbesondere bei grolRen Gebaudeausdehnungen und

Brandraumen empfiehlt es sich lokale Naturbrandereignissen zu betrachten.
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Abbildung 3-9: Statistische Auswertung der Brandsimulationsergebnisse

Aufgrund der Vielzahl unterschiedlicher Heil3gastemperaturverlaufe fir die gewahlten Natur-
brandszenarien, konnen die Bekleidungsmaterialien unterschiedlich thermisch beansprucht
werden. Die Ergebnisse der Brandsimulationsberechnungen werden entsprechend der még-
lichen Aufheiz- und AbkUhlraten statistisch ausgewertet. Zusatzlich werden die maximale
Temperatur der verschiedenen Naturbrandverlaufe sowie der Zeitpunkt der maximalen

HeilRgastemperaturen im Brandraum betrachtet. Auf Grundlage der Auswertungen kann eine
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fundierte Aussage Uber einen reprasentativen Brandverlauf getroffen werden. An dieser Stel-
le soll nochmals betont werden, dass Naturbrandverldufe im Rahmen einer Bemessung leis-
tungsbasiert individuell zu bestimmen sind und die Ableitung des ,reprasentativen Natur-
brandverlaufs® lediglich der Festlegung von Aufheiz- und Abkuhlraten fir die experimentellen
Untersuchungen diente.

Die Haufigkeitsverteilungen geben Aufschluss dartiber, welche Aufheiz- und Abkuhlraten
sowie maximale Temperaturen bei natirlichen Brandszenarien auftreten. Die Darstellung der
Haufigkeitsverteilung erfolgt dabei in Histogrammen mit einheitlichen Klassenbreiten und
kumulierten Haufigkeitsverteilungen. Die statistische Auswertung deutlich, dass die Auf-
heizraten von den betrachteten Naturbrandverlaufen am haufigsten 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 Abkiihlphase stellen sich deutlich gerin-
gere Geschwindigkeiten ein, die am haufigsten bei 4 -5 K/min liegen (Mittelwert bei
5,6 K/min). Die maximale Temperatur liegt mit erhéhter Haufigkeit bei 700 bis 800°C, wobei
der Zeitpunkt der maximalen Brandraumtemperaturen deutlich streut. Zur Bestimmung des
Jreprasentativen Naturbrandszenarios® wird von den Mittelwerten der statistischen Auswer-
tung ausgegangen, die mit den Prifrandbedingungen der experimentellen Versuchsdurch-
fuhrungen kompatibel sind.

Die Ergebnisse der Brandsimulationsergebnisse haben eine Bandbreite an unterschiedlichen
Temperatur- Zeitverlaufen aufgezeigt. Im Folgenden soll aus der Vielzahl der Naturbrandver-
laufe ein représentatives Naturbrandszenario bestimmt werden, dass der Forderung nach
Allgemeingtiltigkeit gentigt. Zudem werden die Ergebnisse der Brandsimulationsberechnung

sowie die Auswahl des Naturbrandszenarios andiskutiert.

3.5 Diskussion und Auswahl eines reprasentativen Natur-
brandszenarios

Die sich ergebenen Temperatur- Zeitverlaufe der Brandsimulationsberechnungen zeigten
unterschiedliche GréRenordnungen bezogen auf die Aufheiz- und Abklhlraten sowie maxi-
malen Temperaturen. Bei gleichen Eingabeparametern zeigten sich hinsichtlich des Tempe-
ratur-Zeitverlaufs bei den verwendeten Zonen- und Feldmodell ahnliche Ergebnisse, sodass
von hinreichend genauen Brandsimulationsberechnungen ausgegangen werden kann. Die
Unterschiede zwischen den Temperatur-Zeitverlaufen der verwendeten Programme CFD
und Zonenmodell lassen sich durch die steigende Komplexitat und Rechengenauigkeit der
Brandsimulationsprogramme begrinden. FDS erfasst die Temperaturen an einem exakten,

vom Anwender bestimmten Punkt innerhalb des Brandraumes. Eine Mittelung der gewahlten
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Temperaturstellen im Deckenbereich wurde durchgefuhrt, um eine Aussage uber die mogli-
che thermische Beanspruchung (HeiRgase/Brandraumtemperaturen) zu erhalten. Im Zo-
nenmodell stellt die berechnete Temperatur hingegen ein gemittelter Wert Uber die gesamte
HeilRgaszone dar. Die Ergebnisse sind folglich konservativ. Die sich ergebenen Naturbrand-
verlaufe konnen nur fir die ausgewahlten Nutzungen (Industrie- und Bulronutzung, Atrien)
und unter Einhaltung der gewéhlten Parameter reprasentativ sein. Die Ergebnisse zeigen die
Diversitat von Naturbranden, deren Temperatur- Zeitverlaufe durch verschiedenste Einfluss-

grolRen verandert werden kdénnen.

Im Gesamten decken die erzeugten Naturbrandverlaufe schnelle, mittlere und langsame
Brandausbreitungsgeschwindigkeiten sowie kurz, mittel und langanhaltende Branddauern
ab. Unter der Voraussetzung, dass die untersuchten Nutzungen und Eingabedaten den An-
wendungsfallen der Forschungsarbeit gleichen, kénnen die Naturbrandkurven angewendet
werden. Fir andere Nutzungen mit unterschiedlichen Brandlasten kénnen die Temperatur-
Zeitverlaufe nicht bedingungslos Ubertragen werden. Eine Verallgemeinerung auf andere
Nutzungen und Brandlastkonfigurationen ist nur im Rahmen vergleichbarer Aufheiz- und
Abkiihlraten moglich. Eine Uberpriifung des nutzungsspezifischen Brandraums mit Brand-
schutzingenieurmethoden wird empfohlen. Durch die dargestellte Diversitat der Naturbrand-
verlaufe sind weitere Temperatur- Zeitverlaufe denkbar. Eine Erweiterung der Brandsimulati-
onsberechnungen auf andere Nutzungen und Brandlasten wiirden die Datenbasis erweitern
und die statistische Auswertung beeinflussen. Die Auswahl eines allgemeingiltigen Natur-
brandszenarios deckt nicht alle erzeugten Temperatur- Zeitverlaufe wie eine Umflllende ab.
Es wird nicht von einer konservativen Naturbrandkurve, die 90% der untersuchten Tempera-
tur- Zeitverlaufe abdeckt ausgegangen. In Anlehnung an die Haufigkeitsverteilung und die
daraus resultierenden Mittelwerte erfolgte die Auswahl einer Naturbrandkurve. Im Rahmen
der Anwendungsgrenzen und gewahlten Eingabeparameter ist das gewdahlte Natur-
brandszenario ein reprasentativer Naturbrandverlauf. Speziell im Vergleich zur Einheitstem-
peratur-Zeitkurve wird der charakteristische Verlauf mit Aufheizphase, Vollbrandphase sowie

der anschlieenden Abkihlphase deutlich.

Die Auswahl des Temperaturzeitverlaufes, der als Naturbrandeinwirkung fir den angestreb-
ten Grofdversuch verwendet wird, erfolgt auf Grundlage der statistischen Auswertung der
Brandsimulationsberechnungen. Die Vielzahl an Heil3gastemperaturzeitverlaufen aus
CFAST und FDS wurden hinsichtlich der Aufheizgeschwindigkeiten, der Abkihlraten und der
maximalen Temperaturen sowie dem Zeitpunkt an dem diese auftreten ausgewertet. Fur die

Auswabhl eines reprasentativen Naturbrandszenarios sind die sich ergebenen Mittelwerte fur



Naturbrandszenarien

93

die Aufheiz- und Abkuhlraten 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
Abkuhlrate K/min | 5.61906564
Maximale Tempe- | °C 876.36155
ratur

Die Mittelwerte ergeben sich aus einer statistischen Betrachtung von 89 Brandsimulationsbe-

rechnungen fir die zuvor vorgestellten Nutzungen und Eingabegréen. Bei Veranderung der

Eingabeparameter konnten sich die Werte deutlich verandern. Sie liefern folglich nur einen

Anhaltswert, welche Aufheiz- und Abklhlraten sowie maximale Brandraumtemperatur bei

einem Naturbrandszenario auftreten kénnen.
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Naturbrand Industrie A=1.200m?; g=300MJ/m?

Naturbrand Biro A=52,89m?; q=584MJ/m?

Einheits- Temperaturzeitkurve

Naturbrand Atrium A=378,9m?q=584MJ/m?
Naturbrand Industrie A=500m?,q=300MJ/m?

Abbildung 3-10: Auswahl reprasentativer Naturbrandszenarien

Der mit CFAST berechnete Temperatur-Zeitverlauf eines A = 500 m? grof3en Brandraumes
mit einer Brandlastdichte von g = 300 MJ/m? (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 fur die Aufheizphase.
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Die mittlere Abkuhlrate des ausgewahlten Kurvenverlaufes kann zu 5 K/min angenommen
werden, das nahezu dem erfassten Mittelwert von 5,62 K/min fir die Abkihlphase 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-
wahlte 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 ausgewahlten
Temperatur- Zeitkurve der charakteristische Verlauf des Naturbrandes mit Brandentste-
hungs-, Vollbrand- und Abkuhlphase. Die bekleideten Stahlbauteile unterliegen somit einer

anderen thermischen Beanspruchung.

Das ausgewahlte Naturbrandszenario gentigt unter Berlicksichtigung der gewahlten Grenzen
der Forderung nach Allgemeingliltigkeit. Der Naturbrandverlauf samt Aufheiz- und Abkulhlra-
ten wird als Grundlage flr die geplanten experimentellen Untersuchungen und dem Beleg-
versuch eingesetzt. Die Anwendbarkeit des reprasentativen Naturbrandverlaufes gilt jedoch
nur fir die angesetzten Randbedingungen (Nutzungen, Brandlasten etc.) und darf nicht als

allgemeinglultiges Szenario, das alle Naturbrdnde abdeckt, verstanden werden.
3.6 Zusammenfassung

Ein Naturbrand stellt ein gebaude- und nutzungsspezifisches Ereignis dar. Im Vergleich zur
Einheits-Temperaturzeitkurve charakterisiert sich ein Naturbrand durch eine Entstehungs-
phase, Vollbrandphase sowie eine Abkihlphase, um es ein reales Brandereignis mdglichst
realitatsnah abbilden kann. Die Einflussfaktoren fur ein Naturbrandszenario sind divers und
bestimmen den Temperatur- Zeitverlauf das Brandszenario maf3geblich. Insbesondere die
Brandausbreitungsgeschwindigkeit, die Brandlast (Art und Dichte) sowie die Grof3e 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 Einflussgrof3en flir Naturbrandszenarien erfolg-
te anhand von Industrie- und Bironutzungen sowie an einem Verwaltungsgebaude mit ei-
nem Atrium. Als Brandlasten sind Zellulose (Holz und Papier), Kunststoffe und Textilen mit
unterschiedlichen Brandlastdichten untersucht worden. Ferner sind Verénderungen der
Brandraumgrol3e sowie der Ventilationsbedingungen vorgenommen worden, die einen Ein-
fluss auf das Brandregime haben. Zusétzlich sind fir Industrienutzungen Vollbrandszenarien

und lokale Brénde untersucht worden, da bei ausgedehnten Geometrien der Brandrau-
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me/Nutzungen ein ortlich begrenztes Brandereignis zur hdheren thermischen Beanspru-
chungen fuhren kann. Unter Berucksichtigung der gewéahlten Anwendungsbereiche und der
Annahme einer Brandausbreitung nach dem t2- Ansatz sind nutzungsspezifische Warmefrei-
setzungsraten nach DIN EN 1991-1-2/NA (2010) [5] bestimmt worden. Die nutzungsspezifi-
schen Warmefreisetzungsraten wurden als Eingangsgrof3en fir die Brandsimulationsberech-
nung mit dem CFD- und Zonenmodell verwendet. Die Ergebnisse der Brandsimulationsbe-
rechnungen haben eine Vielzahl an unterschiedlichen Temperatur- Zeitverlaufen fir einen

Naturbrand herausgestellt.

Die Ergebnisse haben gezeigt, dass bei lokalen Brénden bei Industrienutzungen hdhere
Temperaturen in der Brandentstehungsphase und folglich auch héhere Aufheizraten entste-
hen kénnen. 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 Vergrél3erung
des Brandraumes bei gleichbleibender Brandlastdichte eine Erhéhung der Brandraumtempe-
raturen und einer Verlangerung der Branddauer zur Folge hat. Mit steigender Raumhothe
sinken jedoch die Temperaturen im Deckenfeld des Brandraumes. Bei einer Vergréf3erung
der Offnungsflache kann es in der Regel zu einer Reduzierung der Brandraumtemperaturen

kommen, die auf die erhdhte Ventilation im Brandraum zurtickzuftihren ist.

Die unterschiedlichen Temperatur- Zeitverlaufe decken eine Bandbreite von Naturbréanden
ab. Insbesondere die Aufheiz- und Abkuhlraten sowie die maximalen Temperaturen fallen
durch die getroffene Anwendungsbreite sehr verschieden aus. Die sich ergebenen Tempera-
tur- Zeitverlaufe konnen jedoch nur fir die gewahlten Nutzungen und Randbedingungen
Ubertragen werden. Eine Verallgemeinerung auf andere Nutzungen und Brandlastkonfigura-

tionen ist nur im Rahmen vergleichbarer Aufheiz- und Abkuhlraten moglich.

Die Auswahl des reprasentativen Naturbrandszenarios ist anhand einer statistischen Aus-
wertung der Brandsimulationsergebnisse erfolgt. Die sich ergebenen Mittelwerte fir die Heiz-
und Abklhlraten sowie der maximalen Temperatur sind der Auswahl zu Grunde gelegt wor-
den. Der ausgewahlte Naturbrandverlauf genltigt somit der Allgemeingliltigkeit flr die be-
trachteten Nutzungen und den untersuchten Anwendungsbereichen. Die Ableitung des ,re-
prasentativen Naturbrandverlaufs® diente lediglich der Festlegung von Aufheiz- und Abkuhl-

raten fur die experimentellen Untersuchungen.
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4 Experimentelle Bestimmung thermischer Materi-
alkennwerte

4.1 Einleitung

Im Allgemeinen stehen verschiedene thermoanalytische Messmethoden und Verfahren zur
Auswahl, um das thermische Materialverhalten von Brandschutzmaterialien zu bestimmen.
Die thermischen Materialkennwerte, wie die Warmeleitfahigkeit A, die spezifische Warmeka-
pazitat ¢, und die Rohdichte p sind fur 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, veranderlich. Die thermischen Materialeigenschaften stellen demzufol-
ge temperaturabhangige Materialkennwerte dar, die mittels geeigneter Verfahren oder

Messmethoden zwingend temperaturabhéngig bestimmt werden sollten.

Um die thermischen Materialkennwerte (Warmeleitfahigkeit, spezifische Warmekapazitat,
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. Wé&hrend
bei statischen Verfahren die Messgrof3en bei einer diskontinuierlichen Temperaturerhéhung
zu jedem Temperaturschritt einzeln gemessen werden, wird bei einer dynamischen Messung
die Zielgrof3e als Funktion der Temperatur und/oder der Zeit kontinuierlich erfasst (vgl. [38]).
Im Hinblick auf die Ermittlung der temperaturabhangigen thermischen Kennwerte fir Brand-
schutzbekleidungen eignen sich dynamische Verfahren eher, wobei statische Messverfahren
und Methoden ebenfalls zur Anwendung kommen kdnnen. Im Rahmen des Forschungsvor-
habens wird sich im Wesentlichen auf die Verfahren beschrankt, die zur Ermittlung von A, p

und c, flr betrachteten Bekleidungsmaterialien geeignet sind.

Zunachst werden die verwendeten thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren, die
zur experimentellen Bestimmung der thermischen Kennwerte verwendet wurden, beschrie-
ben. Der Massenverlust in Abhangigkeit der Temperatur und der sich daraus ergebene tem-
peraturabhangige Rohdichteverlauf von Brandschutzbekleidungen lassen sich anhand der
Thermogravimetrie ermitteln, weshalb die thermogravimetrische Analyse genauer beschrie-
ben wird. Fir die Bestimmung der temperaturabh&ngigen spezifischen Warmekapazitat und

der Warmeleitfahigkeit kbnnen 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. Zusatzlich 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. Anschlieend
werden die Ergebnisse der exemplarisch durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen
von Brandschutzplatten, einem Brandschutzputz sowie eines wasserbasierten und l6semit-
telhaltigen reaktiven Brandschutzsystems vorgestellt. Fir die Brandschutzmaterialien wurden
temperaturabhangige Materialkennwerte flr die Warmeleitfahigkeit, die spezifische Warme-
kapazitat und die Rohdichte im LabormalRstab bestimmt. Fur die reaktiven Brandschutzsys-
teme erfolgte zusatzlich die Analyse des Expansionsverhaltens in Form von heizratenabhan-

gigen Expansionskurven.

4.2 Thermoanalytische Messmethoden und —verfahren

4.2.1 Allgemeines

Im Folgenden werden die verwendeten thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren
anhand ihrer Messmethode und ihrer ZielgréRen umfassend erlautert. Dabei wird kurz auf
die bendtigten Apparaturen, deren Besonderheiten, mdgliche Probenbesonderheiten und die
Bereiche, in denen eine Messung vollzogen werden kann, eingegangen. Fir die unterschied-
lichen Verfahren und Methoden wird jeweils immer das allgemeine Prinzip beschrieben, das

sich auf Messinstrumente und Verfahren verschiedener Hersteller Gbertragen lasst.

4.2.2 Thermogravimetrische Analyse (TGA)

Die thermogravimetrische Analyse, kurz TGA, kann zur Bestimmung des temperaturabhan-
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
Abhangigkeit 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 erwarmt oder abgekihlt und dabei dauerhaft einer Wagung unterzogen
wird. Bei gleichzeitiger Wagung und Temperaturbeaufschlagung der Probe kann dann eine
Korrelation zwischen den Messwerten fir den Massenverlust sowie der Temperatur herge-
stellt werden (DIN 51006 (2005)[26]). Die thermogravimetrische Analyse kann dabei sowohl

statisch als auch dynamisch durchgefiihrt werden. Fir die Ermittlung des temperaturabh&n-
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gigen Massenverlustes respektive Rohdichte ist eine dynamische TGA ratsam, weil durch
eine kontinuierliche Temperaturerh6hung/-verringerung die Masse in Abhangigkeit 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 lasst sich
der Massenverlust in Abhéngigkeit der folgenden Gleichung ermitteln:

m(T) =mg- Am (4.1)

mit  m, Ausgangsmasse bei Raumtemperatur

Am Massenanderung

Fiur 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). Zusatzlich kann die Versuchs-
einrichtung erweitert werden, sodass es maglich ist eine definierte Umgebungsatmosphare
im Ofen, der die Materialprobe umschlie3t, 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 Prufeinrichtung (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.
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== Spilgas Wit definierter Atmosphare und Heizrate

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 Warmekapazitat c, kann die Dynamische Differenzkalori-
metrie Analyse (engl. Differential Scanning Calorimeter), im weiteren DSC genannt, verwen-
det werden. Bei der DSC Analyse wird die Warmestromdifferenz 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 Warmestromdifferenzen
von einer Probe zu einem Referenzkorper. Sowohl die Materialprobe als auch die Referenz-
probe werden dem gleichen Temperaturprogramm (Aufheizung mit anschlieRender Abkiih-
lung) unterzogen. Bei der Messung der thermodynamischen Daten sowie der War-
mestromdifferenzen kénnen Rlckschlisse auf die Reaktions- und Verdampfungsenthalpie
gezogen und die thermische Materialeigenschaft der spezifischen Warmekapazitat und de-
ren Temperaturabhangigkeit erfasst werden (vgl. [37]). Insbesondere die thermischen Mate-
rialverdnderungen, die sich in endo- oder exothermen Prozessen als Enthalpieanderung AH
auBBern konnen, sind bei der temperaturabhangigen Erfassung der spezifischen Warmeka-
pazitat entscheidend. Die DSC-Analyse ist in den Normen DIN 51007 (2005) [27] und I1SO
11357-1 (2016) [13] beschrieben.

Bei der DSC-Analyse wird die Differenz des Warmestromes von einem Heizelement (Ofen)
zur untersuchten Materialprobe sowie der Referenzprobe als Funktion der Temperatur und
Zeit erfasst. Fur den Versuchsaufbau ist ein Ofen mit Temperaturregulierung, eine Proben-
haltungen sowie eine Messeinrichtung zur Ermittlung der Zielgré3en notwendig. Fur die Pro-
benhalterungen kdnnen Tiegel aus Aluminium, Saphir oder Platin verwendet werden. Fir die
Referenzprobe sollte eine Substanz oder ein Baustoff ausgewahlt werden, der im untersuch-
ten Temperaturbereich moglichst keinerlei thermische Effekte zeigt (vgl. [38]). Folglich sollte
die Referenz auch einen definierten Warmefluss vorweisen. Wéahrend der Durchfihrung der
DSC-Analyse werden mittels der Messeinrichtungen, die abgegebenen und aufgenommenen
Warmemengen (differenzielle Warmefluss) der Materialprobe und der Referenzprobe ge-
messen. Fur die Durchfiihrung stehen dabei zwei unterschiedliche Vorgehensweisen zur
Verfligung (vgl. [37], [38] und [40]):

= Dynamische Warmestromdifferenzkalorimetrie (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



100 Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte

Referenz werden dabei dem gleichen Temperatur- Zeitverlauf (Heiz- und Abklhlprozesse)
unterzogen. Wahrend der DSC Messung treten Unterschiede des Warmeflusses bei der
Temperaturmessung des Ofens und der Probe bzw. der Referenz auf (vgl. [40]). Durch die
temperaturbedingte Anderung des Probenmaterials und dessen Warmekapazitat entsteht
eine Warmestromdifferenz, die proportional zur Temperaturdifferenz ist (vgl. [35]). Eine Be-
rechnung und Beurteilung der Enthalpiednderung ist durch die Integration der gemessenen
ATprope — Treferenz-Kurve maglich (vgl. [35]). Im Gegensatz dazu, sind die Probe und die Refe-
renz bei der ,Power Compensation” in zwei voneinander unabhangigen, thermisch isolierten
Ofen untergebracht. In den Ofen sind die Materialprobe sowie die Referenz dem gleichen
Temperaturprogramm mit identischer Aufheiz- und Abkihlrate 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 AT = Tprgne — Treferenz = 0 °C auf null gehalten (vgl. [38], [40]), indem durch
Anderung der Heizleistung fiir einen standigen Temperaturausgleich gesorgt wird. Die Tem-
peraturdifferenz wird folglich elektrisch kompensiert. Die daflr notwendige Leistung wird als
Funktion der Temperaturen aufgezeichnet. Die Heizleistungsdifferenz entspricht der War-
mestromdifferenz der Materialprobe und deren Referenz (vgl. [35], [40]). In Abbildung 4-2
sind die prinzipiellen Aufbauten fiir die beschriebenen Vorgehensweisen der DSC- Analyse

anhand von Prinzipskizzen aufgezeigt.

Ofen Ofen
Probe Referenz /
Tiegel ~J Probe Referenz
Tiegel —_|
Temperatur- _| O
fuhler
Temperatur- //7 | r
fuhler
| AT = AQ

Abbildung 4-2: Systematischer Versuchsaufbau einer DSC-Analyse als Heat Flow DSC
(links) oder Power Compensation DSC (rechts) nach Krellner [37]

Die Messungen kdnnen je nach Apparatur und Hersteller in Temperaturbereichen zwischen -
150 °C bis 1.000 °C durchgefiihrt werden.

Die dynamische Differenzenkalorimetrie Analyse kann auch mit der thermogravimetrischen
Analyse gekoppelt werden. Die sogenannte Simultane Thermoanalyse, kurz STA oder ge-
maf der Verfahren DSC-TG, kann zeitgleich die spezifische Warmekapazitat und den Mas-
senverlust respektive die Rohdichte in Abhangigkeit der Temperatur erfassen. Folglich wird
die Probe mit einem definierten Temperatur- Zeitverlauf thermisch belastet und neben der

Gewichts&nderung auch die spezifische Warmekapazitat in Abhangigkeit der Temperatur
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bestimmt. Fur die Anwendung der simultanen Thermoanalyse muss die Versuchsapparatur
fur 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 begriindet, dass die gleichen Prifbedin-
gungen zur Ermittlung der Messgrof3en vorliegen. Folglich ist eine Vergleichbarkeit der Wer-
te aufgrund der gleichen Prifbedingungen gegeben. Die DSC zur Bestimmung der thermi-
schen Materialkennwerte c, und p der betrachteten Brandschutzplatten und Brandschutzput-
ze herangezogen worden. Die DSC-TG ist zur Bestimmung der thermischen Materialkenn-

werte c, und p 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 temperaturabhangigen Warmeleitfahigkeit und der spezifischen Warmekapazitat
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 Probenhalften wird ein Sensor positioniert, der sowohl als
Heizquelle sowie auch als Thermoelement dient (,selbstheizender Messflihler). Zu den Au-
Benseiten ist der Probekorper thermisch isoliert. Anhand der Messdaten des Sensors, der
verwendeten Heizleistung und der Messzeit kdnnen die Temperatur- und Warmeleitfahigkeit
der Probe ermittelt werden. Zusatzlich kann durch Division der gemessenen thermischen
Warmeleitfahigkeit A und der Temperaturleitfahigkeit ay, die volumenspezifische Warmeka-
pazitat C, nach DIN EN ISO 22007-2 (2015) berechnet werden. Eine Bestimmung der ther-
mischen Materialkennwerte ist sowohl bei Raumtemperatur und als auch temperaturabhan-

gig unter Vorgabe eines Aufheiz- und Abkuihlprogramm mdglich.

Zur Umsetzung der Methode werden zwei identische Probenhélften, ein Sensor, ein Ofen
und eine Einrichtung zur Datenauswertung benétigt. 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 nétigen Sensorstabilitat geschitzt wird (vgl. [36],
[41]). Die Sensorspirale weist eine Dicke von 10 um auf und kann je nach Sensortyp in ihrem
Radius variieren, sodass unterschiedliche Probengrof3en getestet werden kénnen (vgl. Dixon
[36]). Der fur die TPS charakteristische Sensor mit den spiralfdrmigen Leiterbahnen sowie
der zusammengesetzte Prufkorper fir 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

Wahrend der Anwendung der TPS- Methode missen im Ofen konstante Umgebungsbedin-
gungen und gleichbleibende Temperaturen herrschen, weshalb dieser oft auch als Vakuum
ausgebildet wird. Die konstante Temperatur soll dazu fiihren, dass sich im Prifkdrper 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 konnen (vgl. Suleiman [120]). Dabei ist es jedoch mdglich, dass energetische Effekte,
die aufgrund von chemischen Reaktionen oder durch die Verdampfung von freiem oder ge-
bundenem Wasser auftreten konnen, nicht oder nur teilweise detektiert werden. Mit Hilfe des
Hot Disk Verfahren kann ein definiertes Temperaturprogramm abgefahren werden, bei dem
die Pruftemperatur sukzessive gesteigert wird. Je Temperatur kdnnen dann Warmeleitfahig-
keitsmessungen vorgenommen werden. Nach DIN EN ISO 22007-2 (2015) [25] sind jeweils
drei Messungen je Temperatur empfohlen. Fir die Messung wird durch elektrischen Strom
ein Warmeimpuls durch die Sonde geleitet (vgl. [41]). Dabei ist der thermische Widerstand
des Materials der Sonde derart ausgelegt, dass lber den elektrischen Widerstand auf einen
Temperaturanstieg geschlossen werden kann (vgl. Dixon [36]). Die Temperaturdifferenz zwi-
schen Sensor und Prifkorper wird wahrend des Prufvorganges gemessen. Zusatzlich wird
eine elektrische Bricke aufgebaut, die die Spannungen lber die Dauer der Messung misst
(DIN EN ISO 22007-2 (2015) [25]). Uber die Spannungsmesswerte kann anschlieBend der
Temperaturanstieg bestimmt werden. Bei Spannungsanderungen 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 temperaturabhéngige Warmeleitfahigkeit 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 temperaturabhangigen Massenverlustes und der Warmeleitfahigkeit
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 kdnnen in ihrer herkdmmlichen Form/ Konstitution hinsichtlich
ihres Massenverlustes untersucht werden. Unter Anwendung einer konstanten Warmestrah-
lung werden Proben einer gleichzeitigen W&gung und Temperaturmessung unterworfen. Der

systematische Versuchsaufbau ist in Abbildung 4-4 gezeigt.

Abzugshaube
Thermoelemente

Typ K

Conischer Heizer

D Probenhalter mit

/ Probe
lﬁl Thermowaage

Abbildung 4-4: Systematischer Versuchsaufbau der Massenverlustmessung im Cone Calo-
rimeter

Probenmaterial im
Vermiculitrahmen

Die Materialprobe wird auf einer Thermowaage gelegt, die wahrend 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 Strahlungsintensitat 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. Fir 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 Volumenanderung des
Brandschutzsystems wird im Nachgang Uber eine Bildanalyse ausgewertet. Hierflr wird die
gebildete Schaumschichtdicke bzw. der sich hieraus ergebene Expansionsfaktor in Abhan-
gigkeit der Zeit berechnet. Wird innerhalb der Versuche zudem die Temperatur innerhalb der
expandierten Schaumschicht gemessen, lasst sich der Expansionsfaktor zusatzlich in Ab-

hangigkeit der Materialtemperatur beschreiben. Dieser Ansatz bietet die Mdglichkeit die auf
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diese Weise ermittelte Expansionskurve spéter in numerischen Simulationen zu verwenden.
Von dieser Mdglichkeit wurde im Rahmen dieses Forschungsberichtes Gebrauch gemacht.
Das hier verwendete Messprinzip wurde am Institut fir Stahlbau der Leibniz Universitat Han-
nover entwickelt und ist auf Tabeling [122] zurlickzufuhren. Anders als bei Mesquita et al.
[102] und Zhang et al. [141] werden bei dieser Prifmethode diinne, kleinmafistabliche Stahl-
platten (25 x 25 x 0,7 mm) verwendet (vgl. Abbildung 4-5). Hierdurch wird erreicht, dass die
thermische Tragheit des Tragermaterials auf ein Mindestmalfd reduziert wird und das Erwar-
mungsverhalten der Probe ausschliel3lich von der Temperatureinwirkung abhangt. Auch die
Trockenschichtdicken der Brandschutzsysteme sind nach Mdglichkeit auf max. 350 — 400
Mm zu begrenzen, um eine nahezu homogene Erwdrmung der Schaumschicht sicherzustel-
len. Die ProbengréfRe und Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems richten
sich zudem nach dem OffnungsmaR des Schaulochs innerhalb der Ofentiir. Eine zu hohe
Trockenschichtdicke wirde zu groBeren Schaumschichtdicken expandieren, die sich aus
dem Sichtfeld der Digitalkamera hinaus bewegen wirden.

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 fur die Applikation des
RBS (links) und nach dem Trocknen des Brandschutzsystems (rechts)

Die Erwarmung der zu untersuchenden Probe erfolgt mithilfe eines Elektroofens LE 1/11 der
Firma Nabertherm. Dieser besitzt eine Ofenkammer mit einem Fassungsvolumen von
1.000 cm? (1 Liter). Die Probe wird fur die Durchfihrung der Expansionsanalyse auf Hohe
der Ofentur6ffnung auf einer Keramikplatte positioniert. Umgeben wird die Probe von insge-
samt vier Heizspiralen, die die Erwarmung der Probe sicherstellen (vgl. Abbildung 4-6).

Um die Materialtemperatur innerhalb der expandierten Schaumschicht messen zu kdnnen,
werden Thermoelemente des Typs K (Drahtdurchmesser: 0,51 mm) in Abstdnden von
0, 3und 6 mm von der Probenoberflache angeordnet (vgl. Abbildung 4-7). Uber die an den

Enden der Thermoelemente angeordneten Schweil3perlen erfolgt die Messung der Tempera-
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tur. Hierfar wird der Messverstarker Quantum MX1609 der Firma HMB verwendet. Zusétzlich
wird wahrend des Versuchs die Brandraumtemperatur flr Kontrollzwecke tber ein Thermo-
element Typ K oberhalb der Probe gemessen. Das sich innerhalb der Ofenkammer befindli-
che Stabthermoelemente wird hingegen zur Steuerung des Ofen eingesetzt.

Heizspirale

Elektroofen

Stabthermoelement

e 1 0

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 hochtemperaturbestandige Kamera handelt, wird die Kamera ca. 25 mm
vor der Ofenturoffnung positioniert. Zusatzlich wird die Kamera mit einem Druckluftstrom
gekdhlt, 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 luftgekiihlte Hochtemperaturkamera verwendet werden, die
direkt in den Ofen installiert wird. Ein Beispiel hierfur liefert der Muffelofen STT Mufu® mit
integrierter Brandraumkamera, der an der Bundesanstalt fur Materialforschung und -prifung
entwickelt wurden (vgl. Kriger et al. [93]).

Mit der hier verwendeten Endoskopkamera werden 5 Bilder pro Sekunde im AVI-Format auf-
gezeichnet. Mit diesem Format werden zwar grol3e Videodateien generiert, das Format hat
jedoch den Vorteil, dass die Dateien problemlos im Datenverarbeitungsprogramm Mat-
lab [32] eingelesen und weiterverarbeitet werden kénnen. Bei der Weiterverarbeitung werden
die Einzelbilder des aufgezeichneten Videos mithilfe eines bildbasierten Matlab-
Messprogramms ausgewertet, das von Neggers [103] entwickelt wurde und universell fir
beliebige Messaufgaben verwendet werden kann (vgl. Abbildung 4-8). Voraussetzung fiur die
Anwendung des Programms ist die Kenntnis einer Referenzstrecke innerhalb des zu analy-

sierenden Bildes, das fir die Kalibrierung (Erstellung des Zusammenhangs zwischen Pixel-



106 Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte

anzahl und in dem Bild abgebildeten Langengrti3e) bendtigt wird. Im Falle der Expansions-
analyse dient die Abmessung der Probe als Referenzgrolie.

Fur die Extrahierung der Einzelbilder aus den Videodateien wurde am Institut fir Stahlbau
ein Matlab-Skript entwickelt. Damit wird die AVI-Datei in Einzelbilder (Bildformat: PNG) tber-
fuhrt. Vorteil des Matlab-Skriptes ist es, dass die Intervalle, in denen die Bilder ausgelesen
werden sollen, benutzerabhéngig definiert werden kénnen. So kann z.B. die Videosequenz
des Expansionsvorgangs deutlich feiner aufgeldst 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) fir den Vorgang der Expansion und 30 Sekunden

(jedes 150. Bild) fur die Phasen davor und danach erwiesen.

Ausgangszustand

7 il d - < V2 ”
_ Elektroofen -

= s

<«— 25 mm

g =— , § == | - % -
Druckluftkihlung =~ Mlle 8 Ell_ciinalyse
: ¥ TE 0, 3, 6 mm
Endoskopkamera

Abbildung 4-7: Versuchsaufbau zur Durchfiihrung der digitalen Expansionsanalyse an klein-
maf3stablichen Proben (Stahlplatten 25 x 25 x 0,7 mm)

Die Expansion der reaktiven Brandschutzsysteme erfolgt in der Regel unregelmafig. Daher
sollte die expandierte Schichtdicke an mehreren Stellen gemessen werden. Als ausreichend
genau haben sich hierbei finf Messstellen erwiesen. Drei der finf 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. AnschlieBend sind die gemessenen Schichtdicken einer Mittelwertbildung zu unterzie-
hen und tber 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

temperaturabhangigen Expansionsfaktors herangezogen und die Ergebnisse damit ver-
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falscht. Zu Versuchsbeginn ist demnach ausschliel3lich die Temperatur des Thermoelemen-

tes TE O mm fur die Definition der Expansionskurve heranzuziehen.
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Abbildung 4-8: Bildbasiertes Matlab-Messprogramm Jann5s (Version 1.14) von Neggers
[103] fur die Messung der expandierten Schaumschicht

Je nach Steuerelement des Elektroofens lassen sich beliebige Temperaturzeitkurven fur 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 fir eine thermische Einwirkung infolge der Einheits-
Temperaturzeitkurve. Diese stellt in Hinblick auf die derzeitig geltenden Zulassungsprufun-
gen die Referenz-Normbrandkurve dar.

Bei der Festlegung der Temperaturzeitkurven fur die digitale Expansionsanalyse wird be-
wusst auf reprasentative Naturbrandkurven verzichtet. Vielmehr werden fur die Untersu-
chungen Temperaturzeitkurven definiert, die den Charakter der Erwarmungsphasen unter-
schiedlicher Naturbrandkurven widerspiegeln. Daher werden die Temperaturzeitkurven mit
den in Abbildung 4-9 aufgefuhrten konstanten Aufheizgeschwindigkeiten festgelegt. Hier-
durch soll der Einfluss variierender Aufheizgeschwindigkeiten auf das Expansionsverhalten

der reaktiven Brandschutzsysteme quantifiziert werden.

107
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Abbildung 4-9: Im Rahmen der digitalen Expansionsanalyse untersuchte Temperaturzeitkur-
ven mit konstanter Aufheizgeschwindigkeiten

Fur eine vollstandige Analyse des Expansionsverhaltens sollten zusatzlich zu den in Abbil-
dung 4-9 aufgeflihrten Temperaturzeitkurven auch Prifkurven zugrunde gelegt werden, mit
denen unterschiedliche Maximaltemperaturen (300, 400, 500 und 600 °C) erreicht werden,
ehe dann die Abkihlphase einsetzt. Derartige Prifkurven sind exemplarisch in Abbildung
4-10 fur eine Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min dargestellt. Diese sind fur die restlichen

Aufheizgeschwindigkeiten und Zieltemperaturen beliebig erweiterbar.
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Abbildung 4-10: Erweiterung der Temperaturzeitkurven fir eine systematische Analyse des
Expansionsverhaltens von reaktiven Brandschutzsystemen fur die Aufheiz- und Abkihlphase
mit unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten

Die nominelle Einheits-Temperaturzeitkurve basiert auf einer Logarithmusfunktion und ver-
andert daher stetig ihre Steigung, die in diesem Fall die Aufheizgeschwindigkeit darstellt. Da
das Steuerelement des verwendeten Elektroofens ausschlief3lich 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 angenéhert. In dem
Anfangsbereich wurde die Erwdrmungsphase der nominellen Einheits-Temperaturzeitkurve
dadurch zum Teil unterschatzt.
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Abbildung 4-11: Im Rahmen der digitalen Expansionsanalyse verwendete Approximation der
Einheits-Temperaturzeitkurve (ETK)

Fur 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 durchgefiihrten Expansionsanalysen
halt die in DIN EN 1363-1 [3] definierten Grenzwerte fir die maximal zulassigen prozentua-
len Abweichungen von der Flache der Einheits-Temperaturzeitkurve ein und darf somit fir

die Untersuchungszwecke herangezogen werden.

4.2.7 Erwarmungsversuche im Elektroofen

Erwarmungsversuche an beschichteten Stahlplatten habe sich in der Vergangenheit als pro-
bates Mittel erwiesen, um die Leistungsfahigkeit reaktiver Brandschutzsysteme im Brandfall
zu untersuchen. Durch die Wahl unterschiedlicher Stahlplattendicken lasst 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. Wahrend in den nationalen Zulassungsprifungen Proben
mit den Abmessungen von 500 x 500 x 5 mm und auf europaischer Ebene 300 x 200 x 5 mm
zum Einsatz kommen, werden in den wissenschaftlichen Arbeiten zumeist Proben der Grolze
100 x 100 x 5 mm verwendet. Dennoch haben alle Ansétze gemein, dass fur die Bewertung
der Leistungsfahigkeit ausschlie3lich die Stahlplattentemperatur herangezogen wird, die auf

der Rickseite der Stahlplatte gemessen wird.
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Fur eine detaillierte Analyse reaktiver Brandschutzsysteme ist die Entwicklung des Tempera-
turprofils innerhalb der expandierten Schaumschicht von grof3er Bedeutung. Aus diesem
Grund wurde ein Prufverfahren entwickelt, mit dem auch die Temperatur innerhalb der
Schaumschicht gemessen wird. Ahnliche Ansétze sind in Tabeling [122] und an der Bundes-
anstalt fur Materialforschung und -prufung (vgl. Kriger et al. [93]) zu finden.

Fur die Analyse des Temperaturprofils innerhalb der expandierten Schaumschicht werden zu
Versuchsbeginn Thermoelemente Typ K (Drahtdurchmesser: 0,51 mm) durch Bohrlécher
(@ 2,5 mm) in aquidistanten Abstdnden von der beschichteten Oberflache der Stahlplatte
angeordnet. Auf diese Weise werden die Temperaturen in einer Héhe von 0, 3, 6, 9 und
12 mm gemessen, sobald die Thermoelemente von der Schaumschicht eingeschaumt 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.

| Konfiguration A | . Konfiguration A | . Konfiguration B |

Thermo-
element

100 mm

Stahlplatte ;;_
ungeschtzt % RBS

90 mm 90 mm 90 mm

Abbildung 4-12: Im Rahmen der Erwdrmungsversuche verwendete Versuchskdrper, beste-
hend aus ungeschitzten und geschitzten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) mit Anordnung der
Thermoelemente auf der Stahlplattenriickseite (Konfiguration A) und in Bohrléchern mit ei-
nem Durchmesser von 2,5 mm (Konfiguration B)

Die Bewertung der Leistungsfahigkeit reaktiver Brandschutzsysteme kann u.a. durch den
Vergleich von geschiitzten und ungeschitzten Proben erfolgen. Daher werden in dem Prif-
verfahren zusatzlich ungeschitzte 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-
tenrickseite oder in Bohrlochern) differenziert. Die gewahlte StahlplattengréfRe wird durch
das OffnungsmaR des Elektroofens vorgegeben und stellt sicher, dass das reaktive Brand-

schutzsystem an den Randern ungestort expandieren kann.
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Fur die Durchfihrung 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 biindig
mit der Oberkante der Vermiculiteplatte abschliel3t. Durch die passgenaue Einfassung der
Stahlplatte in die Vermiculiteplatte wird zudem sichergestellt, dass kein zusatzlicher Warme-
eintrag durch mdgliche Spalte an den Randern erfolgt. Analog zu den Stahlplatten sind auch
in der Vermiculiteplatte Bohrungen (@ 2,5 mm) eingearbeitet, durch die die Thermoelemente
durchgefuhrt werden. In der Vermiculiteplatte ist zudem eine zusatzliche Bohrung in der
rechten unteren Ecke vorgesehen, durch die die Messung der Stahlplattentemperatur auf der

Ruckseite erfolgt (vgl. Abbildung 4-13).

200 mm

Abbildung 4-13: Probenhalterung aus einer Vermiculiteplatte (200 x 200 x 50 mm) mit &qui-
distant angeordneten Bohrungen (& 2,5 mm) fir 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 fur die Messung der RBS-Temperatur sicherzustellen. Es ist jedoch denkbar, dass die
Stahlplatte auch in vertikaler Lage oder Uber Kopf angeordnet wird, um den Einfluss eines
madglichen Abrutschens der Brandschutzbeschichtung von der Stahlplatte in der Schmelz-
und Expansionsphase zu erfassen. Dies wurde aufgrund des limitierten Projektumfangs je-

doch zunachst nicht betrachtet.
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Abbildung 4-14: Schematische Darstellung des Versuchsaufbaus der durchgefiihrten Er-
warmungsversuche (links) und Anordnung von Thermoelementen (0, 3, 6, 9, 12 mm ab

Oberflache RBS) innerhalb einer beschichteten Stahlpatte vor und nach dem Versuch
(rechts)

Die Erwarmung der Probe erfolgt durch vier Heizspiralen, die seitlich von der Probe ange-
ordnet sind. Zuséatzlich zu den Materialtemperaturen wird wahrend der Versuchsdurchfiih-
rung die Ofentemperatur gemessen. Hierzu ist ein Thermoelemente Typ K oberhalb der Pro-
be angeordnet. Eine exemplarische Fotodokumentation einer Probe mit Thermoelementen
fur die Messung der RBS-Temperatur ist fur den Zustand vor und nach dem Versuch in Ab-
bildung 4-14 (rechts) dargestellt.

Da fir die Durchfiihrung der Erwarmungsversuche derselbe Elektroofen, wie bei der digitalen
Expansionsanalyse verwendet werden kann, konnen als thermische Einwirkung die gleichen

Temperaturzeitkurven (vgl. Abbildung 4-9 und Abbildung 4-11) zugrunde gelegt werden.

4.3 Brandschutzplatten

4.3.1 Warmeleitfahigkeit

Zur Bestimmung der Warmeleitfahigkeit 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 fir Baustoffe, Massivbau und Brandschutz steht der Thermal
Constants Analyser TPS 2500 S zur Verfiigung, der zur temperaturabhéngigen Messung der
Warmeleitfahigkeit herangezogen worden ist. Fir die Messung der Warmeleitfahigkeit 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 temperaturabhangigen Warmeleitfahigkeit bis 500°C ist ein
Mica- Sensor 4921 (Durchmesser 9,719 mm) verwendet worden. Die Bestimmung von A(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 Abwagung von Sensorverschleild (Wirtschaftlichkeit)
und notwendige Messdatengrof3e bestimmt worden. Der Versuchsaufbau zur Warmeleitfa-
higkeitsmessung zeigt Abbildung 4-15.

Abbildung 4-15: Versuchsaufbau zur Messung der Warmeleitfahigkeit von Brandschutzplat-
ten. a) Ofen mit Probehalterung und Datenerfassung (PC) fir den Hochtemperaturbereich
sowie b) Probenhalterung zur Bestimmung der Warmeleitfahigkeit bei Raumtemperatur

Exemplarisch fur 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 gemal} 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 Priufbedingungen zu gewahrleisten. 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 A erfolgte in drei Messschritten. Zunachst ist die Warmeleitfahigkeit an
den betrachten Brandschutzplatten bei Raumtemperatur bestimmt worden. Anschlie3end ist
die gleiche Probe einem definierten Temperaturprogramm mit konstanter Aufheiz- und Ab-
kihlgeschwindigkeit von 10 K/min unterworfen worden, wobei drei Messungen der Warme-
leitfahigkeit bei zu zuvor definierten Temperaturen erfasst wurde. AnschlieRend wurde die
Warmeleitfahigkeit der Proben nochmals bei Raumtemperatur bestimmt, sodass eine Aus-
sage fur die temperaturbedingte Veranderung der Warmeleitfahigkeit nach einer Tempera-
turbeanspruchung getatigt werden konnte. Fur die Warmeleitfahigkeitsmessung 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 anschlieRenden mit
einer Abklhlgeschwindigkeit von 10 K/min. Héhere Heizleistungen fir die Aufheiz- sowie die
Abklhlphase sind mit dem verwendeten Ofen nicht leistbar bzw. kénnen nicht sicher gewahr-
leitet werden. Eine Variation der Aufheiz- und Abklhlgeschwindigkeiten erfolgte aufgrund
fehlender Steuerungsmaglichkeiten des verwendeten Ofens Vecstar Ltd. LF 2 SP nicht. Eine
Steuerung der Umgebungsbedingungen war ebenfalls nicht mdglich, sodass die Messungen
unter normalen Sauerstoffoedingungen erfolgten. Unter Verwendung einer Aufheiz- und Ab-
kihlrate von 10 K/min ist die Bestimmung der temperaturabhéngigen Verlaufe des thermi-
schen Kennwertes A fur eine Temperaturbeanspruchung bis 500 °C sowie eine anschlie3en-

de Abkihlung bis auf Raumtemperatur durchgefihrt worden.

Warmeleitfahigkeit von Gipskartonfeuerschutzplatten

Die Ergebnisse der Warmeleitfahigkeit ergeben sowohl in der Aufheizphase als auch in der
Abklihlphase ein Streuband. Insbesondere um 100°C sind deutliche Schwankung der War-
meleitfahigkeit ermittelt worden, die auf die chemische Umwandlungsprozesse des Hauptbe-
standteils Gips und das Verdampfen von physikalischem und chemisch gebundenem Was-
ser zurick zu fuhren sind. Die Ergebnisse der Warmeleitfahigkeitsmessungen fir Gipskar-
tonfeuerschutzplatten sowie die statistischen Werte aus 24 Messungen je Temperatur in der
Aufheizphase zeigt Abbildung 4-16. Zu Vergleichszwecken wird der temperaturabhangige
Materialkennwert A nach DIN EN 1993 1-2/NA (2010) [7] fur gipshaltige Plattenbekleidung

aufgetragen.
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Abbildung 4-16: Gemessene temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit von Gipskartonfeuer-
schutzplatten in der Aufheizphase (Aufheizrate 10 K/min)

Bei Raumtemperatur ist die Warmeleitfahigkeit von Gipskartonfeuerschutzplatten zwischen
0,342 und 0,429 W/(m-K) ermittelt worden. Gemal3 der Herstellerangaben liegt die Warme-
leitfahigkeit bei Raumtemperatur (20°C) bei 0,23 W/(m-K). Die Messwerte bei Raumtempera-
tur ergeben deutlich htéhere A-Werte, dass auf die Verwendung des Sensors sowie auf den
Feuchtegehalt der GKF Proben zurlickgefiihrt werden kann (vgl.[84], [136]). Mit steigender
Temperatureinwirkung sinkt die Warmeleitfahigkeit aufgrund der Verringerung des Feuch-
tegehalts in der Brandschutzplatte. Insbesondere ab 100 °C verdunstet das chemisch ge-
bundene Wassers im Plattenmaterial, sodass die Warmeleitfahigkeit sinkt. Zuséatzlich findet
die erste und zweite Dehydratation des Hauptbestandteils Gips statt. Ab 100 °C wandelt sich
das Calcium- Dihydrat in Calcium- Habhydrat und Wasser um. AbschlieBend findet bis
> 220 °C die zweite Dehydratation von Calciumsulfat-Halbhydrat in Calciumsulfat-Anhydrit 111
und Wasser statt. Im Temperaturbereich zwischen 250 - 400 °C ist die Warmeleitfahigkeit
nahezu konstant. Auch die Schwankungsbreite ist in diesem Temperaturbereich geringer.
Die Warmeleitfahigkeit ist zu 0,016 bis 0,276 W/(m-K) ermittelt worden. Mit steigenden Tem-
peraturen > 400 °C erhohen sich die Messwerte der Warmeleitfahigkeit erneut. Bei einer
Temperatur von 500 °C liegen die Messdaten der Warmeleitfahigkeit im Bereich von 0,027
und 0,401 W/(m-K). Die Erhéhung der Warmeleitfahigkeit der Gipskartonfeuerschutzplatte ist
auf die Umwandlung des Calciumsulfat-Anhydrit Il in Anhydrit Il zuriickzufuhren. Ferner

kann von einer Risshildung infolge steigender Temperatureinwirkung ausgegangen werden.
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Fur Temperaturen > 500°C kann entsprechend eine weitere Zunahme der Warmeleitfahigkeit
angenommen werden.

Die Ergebnisse der Warmeleitfahigkeitsmessung an Gipskartonfeuerschutzplatten fur die
Abkuhlphase zeigt Abbildung 4-17. Zu Vergleichszwecken wird der temperaturabhangige
Materialkennwert A nach DIN EN 1993 1-2/NA (2010) [7] fur gipshaltige Plattenbekleidung
aufgetragen.
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Abbildung 4-17: Gemessene temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit von Gipskartonfeuer-
schutzplatten in der Abkiuhlphase (Abkuhlrate 10 K/min)

Die Warmeleitfahigkeitsmessungen der Gipskartonfeuerschutzplatten fir die Abkihlphase
zeigen ebenfalls eine Streuung fur den thermischen Materialkennwert A (vgl. Abbildung
4-17). Im Vergleich zur Aufheizphase weisen die Messdaten eine hohere Schwankungsbreite
auf. Die Varianz in der Abklhlphase ist héher als in der Aufheizphase, das vermuten lasst,
dass die verwendete Messapparatur in der Abkihlphase Schwierigkeiten hatte. Bei 450°C ist
die Warmeleitfahigkeit zu 0,018-0,413 W/(m-K) gemessen worden. Die Schwankungsbereite
ist auf anhaltende Umwandlung von Calciumsulfat-Anhydrit 1l in Anhydrit 1l zurtickzufiihren.
Zwischen 200 und 400°C ist die Warmeleitféahigkeit zu 0,017 bis 0,312 W/(m-K) ermittelt
worden, wobei im Mittel die Warmeleitfahigkeit in diesem Temperaturbereich nur leichten
Veré&nderungen unterworfen ist. Fir Temperaturen > 150 °C zeigen die Messdaten geringere
Warmeleitfahigkeiten, die auf der trockeneren Probe aufgrund der Temperatureinwirkung der
Aufheizphase zuriickzufihren sind. Nach einer Temperatureinwirkung bis 500°C ergibt sich
die Warmleitfahigkeit 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 A, dass auf eine Verringerung der Feuchtigkeit im Bekleidungsmaterial zurickzu-

fuhren ist.

Warmeleitfahigkeit von Gipsfaserplatten

Die Messergebnisse des thermischen Materialkennwertes A fur die Aufheizphase und die
statistische Verteilung der 24 Messwerte pro Temperatur ist in Abbildung 4-18 dargestellt.
Gemal den Herstellerabgaben wird die Warmeleitfahigkeit der untersuchten Gipsfaserplatte
mit A = 0,38 W/(m-K) (bei Raumtemperatur) angegeben, was im unteren Streubereich der
TPS-Messungen bei 28 °C liegt. Die Messung der Warmeleitfahigkeit flr 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 zuriickzufihren ist. Zuséatzlich ist die Phasenumwandlung des Gipses flur die Schwan-
kungen der Warmeleitfahigen bei Temperaturen ab 100°C verantwortlich. Die erste und
zweite Dehydratation bewirken eine hohe Streuung von A ab 100°C. Aufgrund des Hauptbe-
standteil Gipses finden die gleichen temperaturbedingten Umwandlungsprozesse wie bei

Gipskartonfeuerschutzplatten statt.
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Abbildung 4-18: Gemessene temperaturabhéngige Warmeleitfahigkeit von Gipsfaserplatten
in der Aufheizphase (Heizrate 10 K/min)

Temperaturbedingt zeigen die Warmeleitfahigkeitsmessungen in der Aufheizphase zunachst

eine Steigung von A, die zwischen 150°C bis 250°C wieder abnimmt. Ab Temperaturen von
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300°C nimmt die Warmeleitfahigkeit der Gipsfaserplatte wieder deutlich zu, dass sich mit
einer steigenden Anzahl von Rissen und Gefligednderungen im Bekleidungsmaterial be-
grinden lasst. Zusatzlich erhéht sich die Schwankungsbreite der Messwerte ab Temperatu-
ren von 250°C, das auf die Phasenumwandlung Calciumsulfat-Anhydrit 1l in Anhydrit Il in der
Gipsfaserplatte zuriickzufuhren ist. Die Warmeleitfahigkeit von Gipsfaserplatten liegt bei
500°C zwischen 0,255 und 0,971 W/(m-K). Fir Temperaturen > 500°C lasst sich eine weite-

re Erhéhung von A vermuten, die aufgrund fehlender Messdaten nicht belegt werden kann.

In der Abkuhlphase ergeben sich fir die Warmeleitfahigkeit geringe Messwerte (vgl. Abbil-
dung 4-19). Es ist davon auszugehen, dass aufgrund der thermischen Beanspruchung in der
Aufheizphase die Gipsfaserplatte irreversiblen Materialveranderungen unterlag. Die Warme-
leitfahigkeitsmessungen in der Abkihlphase haben geringere Materialkennwerte fir A erge-
ben, die im Bereich zwischen 0,01 und 0,971 W/(m-K) erfasst worden sind. Zusatzlich ist die
Schwankungsbreite der Messwerte deutlich geringer, was auf eine ,trockenere® Gipsfaser-
platte in der Abkiihlphase schlieRBen lasst. Die Verdunstung des chemisch und physikalisch
gebundenen Wassers in der Aufheizphase flihrt zu einer Verringerung der Probenfeuchte.
Der verringerte Feuchtegehalt fihrt wiederum zu einer Reduzierung der Warmeleitfahigkeit
in der Abkuhlphase.
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Abbildung 4-19: Gemessene temperaturabhéngige Warmeleitfahigkeit von Gipsfaserplatten
in der Abkuhlphase (Abklhlrate 10 K/min)
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Bei Temperaturen um 100°C erhohte sich auch in der Abkihlphase die Schwankungsbreite
der Messwerte. Die Warmeleitfahigkeit ist bei 100°C zu 0,011 bis 0,542 W/(m-K) ermittelt
worden. Aufgrund der Messwerte lasst sich vermuten, dass die Gipsfaserplatte bei 100°C die
Umgebungsfeuchte im Ofen wieder aufnimmt, was wiederum die Streuung der Messwerte
erhoht.

Warmeleitfahigkeit von zementgebundenen Calciumsilikatplatten

Die Ergebnisse der Warmeleitféahigkeitsmessung 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 fir zementgebundene

Calciumsilikatplatten bereitgestellt, die zum Vergleich der Messwerte verwendetet werden

kénnten.
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Abbildung 4-20: Gemessene temperaturabhéngige Warmeleitfahigkeit fur Calciumsilikatplat-
ten in der Aufheizphase (Heizrate 10 K/min)

Bei Raumtemperatur ist die Warmeleitfahigkeit von Calciumsilicatplatten zwischen 0,093 und
0,171 W/(m-K) ermittelt worden. Gemal} der Herstellerangaben liegt die Warmeleitfahigkeit
bei Raumtemperatur (20°C) bei 0,083 W/(m-K). Die Messwerte bei Raumtemperatur ergeben
hohere A-Werte, dass auf die Verwendung des Sensors (vgl. Jansson [84]) und der verwen-
deten Messapparatur zurtickgefuhrt werden kann (vgl Wulf [136]). Mit steigender Tempera-
tureinwirkung sinkt die Warmeleitfahigkeit aufgrund der Verringerung des Feuchtegehalts im

diffusionsoffenen Plattenmaterial (vgl. [90]). Im Temperaturbereich zwischen 100 — 200°C
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verringert sich die gemessene Warmeleitfahigkeit auf bis zu 0,008 W/(m-K). Bei 250°C ist ein
deutlicher Anstieg der Warmeleitfahigkeit und der Streuung der Messwerte zu verzeichnen,
der auf die thermochemischen Reaktionen im Plattenmaterial zuriickzufiihren ist. Ab Tempe-
raturen <250°C nimmt die Schwankungen der Messwerte gemessen an der Varianz deutlich
zu. Die Warmeleitfahigkeit liegt im Temperaturbereich 250 bis 500°C zwischen 0,002 —
0,459 W/(m-K). Bei 500°C reduziert sich die Schwankungsbreite der Warmeleitfahigkeits-
messung und A 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. FlUr Temperaturen > 500°C eine

weitere Zunahme der Warmeleitfahigkeit ist zu erwarten.

Die Ergebnisse der Warmeleitfahigkeitsmessungen zementgebundener Calciumsilicatplatten
fur die AbklUhlphase ist in Abbildung 4-21 dargestellit.
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Abbildung 4-21: Gemessene temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit von Calciumsilikatplat-
ten in der Abkihlphase (Heizrate 10 K/min)

In der Abkihlphase konnten grofRe Streuungen der Warmeleitfahigkeit insbesondere bei
400°C gemessen werden, die vermuten lassen, dass erhebliche Messproblem der TPS und
ggf. auch thermische Materialumwandlungen wahrend einer Temperaturreduzierung vorla-
gen. Fir die Temperatur von 450 °C wurden mit der verwendeten Messapparatur 24 Mes-
sungen durchgefihrt, von denen nur ein Datensatz erzeugt wurde, weshalb keine statisti-

schen Werte fir diese Temperatur in der Abkihlphase vorlagen. Die Messprobleme zwi-
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schen 450 — 400 °C kénnten demnach in Zusammenhang stehen, was die deutliche Diskre-
panz der Streubreiten und Anzahl der Messdaten begrinden wirde. Fir Temperaturen zwi-
schen 300 — 500 °C in der Abkuhlphase verandert sich die Warmeleitfahigkeit stark. Die
Messwerte fur A schwanken zwischen 0,005 — 0,726 W/(m-K). Fur Temperaturen <250°C
nimmt die Warmeleitfahigkeit der Calciumsilikatplatte noch zu. Im Mittel liegen die A-Werte
dabei oberhalb der Messwerte der Aufheizphase. Ab 200°C reduziert sich die Warmeleitfa-
higkeit mit Verringerung der Temperaturbeanspruchung. Bei Raumtemperatur (28 °C) ist A
zu 0,103 - 0,115 W/(m-K) erfasst worden.

Die Ergebnisse der Warmeleitfahigkeitsmessung an den betrachten Brandschutzplatten zei-
gen, dass der temperaturabhangige Verlauf von A durch das irreversible Materialverhalten
der Bekleidungsmaterialien in der Aufheizphase andere Werte annimmt als in der Abkuhl-
phase. Zudem zeigt sich, dass die Messwerte bei der Anwendung der thermoanalytischen
Messmethode starken Streuungen unterliegen. Die Veranderungen der Materialkennwerte
mit steigender Temperatur sind auf die chemische Umwandlungsprozesse und das thermi-
sche Materialverhalten (Rissbildung, Fugenbildungen etc.) zuriickzufihren. Der Einfluss der
verschiedenen Aufheiz- und Abkuhlraten kann aufgrund der verwendeten Messapparatur
nicht ermittelt werden. Bei einer gewéhlten Aufheiz- und Abkuhlrate von 10 K/min zeigen sich

jedoch deutliche Streubereiche von A.

4.3.2 Spezifische Warmekapazitat

Fur die Ermittlung der temperaturabhangigen spezifischen Warmekapazitat 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) durchgefuhrt worden. Als Atmosphéare wurde Stickstoff mit einer Durchflussrate
von 35 mil/min angesetzt. Die untersuchten Proben aus gipshaltigen Brandschutzplatten und
zementgebundenen Calciumsilikatplatten sind als Kleinstmengen im mg -Bereich (9,6 —
11,22 mq) in den Probenhalter eingebracht worden. Die Brandschutzplatten sind zerstofR3en
und pulverisiert worden. Zur Bestimmung der spezifischen Warmekapazitat sind die Proben
der Brandschutzplatten in Aluminiumtiegel sowie einer Saphir- Referenzprobe a- AL,O; ver-

wendet worden.

Zur Bestimmung der spezifischen Warmekapazitat sind zwei Temperaturprogramme gefah-
ren worden, die sich an den reprasentativen Aufheiz- und Abkihlraten fir Naturbrande und
den Randbedingungen des verwendeten Messverfahren DSC Mettler Toledo (DSC 822¢)
orientieren. Die Temperaturprogramme wurden dabei mit unterschiedlichen Aufheiz- und

Abkuhlgeschwindigkeiten gefahren, um die Effekte bei schneller bzw. gemafigter Aufhei-
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zung /Abklhlung zu untersuchen. Das erste Temperaturprogramm wurde mit einer Auf-
heizrate von 10 K/min durchgefihrt, bis eine maximale Temperatur von 450 °C erreicht wur-
de. Anschlief3end ist die Abkuhlung 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 Abkuhlphase wurde mit einer geringeren Abkuhl-
rate von 6 K/min gefahren, um einen langsameren Abkuhlprozess zu erzeugen. Die DSC-
Analyse ist dabei unter Luftatmosphéare durchgefiihrt 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 Warmekapazitat fur Gipskartonfeuerschutzplatten

Die Messergebnisse fur Gipskartonfeuerschutzplatten zeigt Abbildung 4-22. Zum Vergleich
ist der konstante Wert fir c,=1.700 J/(kg-K) von gipshaltigen Brandschutzplatten nach
DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] darstellt.
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Abbildung 4-22: Gemessene temperaturabhéngige spezifische Warmekapazitat von Gipskar-
tonfeuerschutzplatten unter Beriicksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkihlraten

Anhand der Messergebnisse ist erkennbar, dass die Annahme eines konstanten Wertes fir
Cp, eine konservative Vereinfachung darstellt, die die auftretenden Peaks im Kurvenverlauf

von c, nicht beriicksichtigt. In der Abkuhlphase kann unabhangig von der Abkulhlrate von
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einem konstanten Verlauf der spezifischen Wéarmekapazitat ausgegangen werden. Fir die
Aufheizphase zeigt sich, dass im Temperaturbereich von 100 — 200 °C ein ausgepragter
Anstieg der spezifischen Warmekapazitat auftritt. Der rapide Anstieg kann auf die Verdamp-
fung des freien und chemisch gebundenen Wasser in der Probe zuriickgefiihrt werden.
Durch die Verdampfung des Wassers wird dem Gesamtsystem Energie entzogen, die sich in
einer Erh6hung der spezifischen Warmekapazitat ausdriickt. Je hoher die Feuchte der gips-
gebundenen Brandschutzplatte, desto héher ist auch die latente Warme und der Energiebe-
darf fir den Verdampfungsprozess. Die Peakhdhe und die integrale Flache unter dem Kur-
venverlauf gibt Aufschluss Uber die damit verbundene Reaktionsenthalpie. Ebenfalls ist die
erste und zweite Dehydratation des Gipses fir die ausgepragten Peaks im Kurvenverlauf
von ¢, der Gipskartonfeuerschutzplatte mit verantwortlich. Temperaturbedingt kann die spe-
zifische Warmekapazitat im Wertebereich von 450 - 21.000 J/(kg-K) liegen. In der Auf-
heizphase ist im Bereich zwischen 350 bis 430 °C zusatzlich eine exotherme Reaktion zu
verzeichnen, die sich durch eine kurzfriste Verringerung des c,-Wertes im temperaturabhén-
gigen Kurvenverlauf ausdriickt. Die Umwandlung von l8slichem Calciumsulfat-Anhydrit Il in
unlésliches Anhydrit Il begriindet die kurzfriste Reduzierung der spezifischen Warmekapazi-
tat.

Anhand der Messdaten wird deutlich, dass bei geringeren Aufheizraten friihzeitiger die aus-
gepragten Peaks detektiert werden. Bei der zweiten Dehydratation des Gipses um ca.
150 °C zeigt sich ein Doppelpeak, der bei hoheren Aufheizraten nicht detektiert wird. Die
Anstiege fallen ebenfalls deutlich hoher aus, das jedoch auch auf unterschiedliche Feuchte-
gehalte der Proben zuruckgefiihrt werden kann. Mit zunehmender Aufheizrate setzt sich zu-
dem ein geringfligiger Temperaturversatz ein, der mit der thermischen Tragheit der Proben

begrindet werden kann.

In der Abkihlphase ist die spezifische Warmekapazitat nahezu konstant. Die ausgepragten
Peaks aus der Aufheizphase sind in der Abkiihlphase nicht mehr vorhanden, da die Proben-
feuchtigkeit und das chemisch gebundene Wasser wahrend der Aufheizphase aus der Probe
ausgetrieben worden ist. Mit sinkender Temperatur nimmt auch die spezifische Warmekapa-
zitat ab. Die spezifische Warmekapazitat ist in der Abkuhlphase zu 450 J/(kg-K) bis
ca. 1120 J/(kg-K) bestimmt worden. Bei einer Abkuhlrate von 10 K/min nimmt die spezifische
Warmekapazitat c, ab einer Temperatur von 350 °C kontinuierlich ab. Bei 450 °C ist ¢, zu
1113 J/(kg-K) gemessen und bei 100 °C zu 450 J/(kg-K) bestimmt worden. Die Messergeb-
nisse bei verringerter Abkihlrate auf 6 K/min zeigen, dass c, zunachst zwischen 400 °C bis
350 °C leicht zunimmt und anschlieRend ab 150 °C kontinuierlich abfallt. Bei einer Tempera-
tur von 600 °C ist die spezifische Warmeleitfahigkeit zu 585 J/(kg-K) ermittelt worden, die auf
920 J/(kg'K) bei 100 °C wahrend der Abkuhlphase leicht ansteigt. Die konstante Annahme
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von ¢, fur gipshaltige Brandschutzplatten nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [6] stellt in der
Abkiihlphase eine konservative Annahme dar. Insgesamt unterscheidet sich die spezifische
Warmekapazitat von Gipskartonfeuerschutzplatten in der Aufheizphase und der Abkuhlpha-
se. Die Diskrepanz des gemessenen Kurvenverlaufes zwischen Aufheiz- zur Abkuhlphase
(20 K/min Aufheizrate und 6 K/min Abkuhlrate) ergibt sich versuchsbedingt durch den Um-
schaltpunkt.

Spezifische Warmekapazitat von Gipsfaserplatten

Die Messergebnisse einer Dreifachbestimmung fur die untersuchten Gipsfaserplatten zeigt
Abbildung 4-23. Vergleichend ist der konstante Wert der spezifischen Warmekapazitat von
cp = 1.700 J/(kg-K) fiir gipshaltige Brandschutzplatten nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7]

darstellt. Vom Hersteller wird die spezifische Warmekapazitat ¢, = 1.000 J/(kg-K) angegeben.
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Abbildung 4-23: Gemessene temperaturabhangige spezifische Warmekapazitat von Gipsfa-
serplatten unter Berlicksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkuhlraten

Analog zu der Gipskartonfeuerschutzplatte zeigen sich auch in der Aufheizphase des ge-
messenen Kurvenverlaufs der spezifischen Warmekapizitat ausgepragte 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 frihe-
ren Anstieg des Peaks und hohere Messwerte von c, 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). Fur Temperaturen < 100 °C und > 200 °C zeigen die Messergebnis-
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se einen konstanten Verlauf der spezifischen Warmekapazitat, der sich mit den Angaben des
konstanten Wertes von ¢, = 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 Warmekapazitat der Gipsfaserplatte sichtbar. Die kurzfristige Ab-
nahme der spezifischen Warmekapizitat ist auf den Ubergang der kristallinen Struktur des
Gipses von loslichem zu unléslichem Anhydrit (CaCO,) zurtickzufuhren (vgl. Lazaro [95]).
Bei dem exothermen Prozess in der Gipsfaserplatte wird dem System Energie hinzugefigt,
das sich durch eine Reduzierung von c, ausdruckt. Mit steigender Temperatur >500 °C ist ¢,
als kontanter Wert um ca. 1.700 J/(kg-K) bestimmt worden. In der Aufheizphase kann die
temperaturabhangige, spezifische Warmekapazitat im  Wertebereich von 450 -
21.000 J/(kg-K) liegen.

In der Abklihlphase ergibt sich unabhéngig von der Abkilhlrate ein nahezu konstanter Kur-
venverlauf der spezifischen Warmekapazitat, der sich deutlich von der Aufheizphase unter-
scheidet. Die spezifische Warmekapazitat fir die untersuchte Gipsfaserplatte liegt dabei zwi-
schen 530 — 1.700 J/(kg-K). Die Messwerte zeigen, dass eine Veranderung der Abklhlge-
schwindigkeit von 10 K/min auf 6 K/min keinen Einfluss auf die spezifische Warmekapazitat
hat. Bei ca. 550°C liegt c, bei ca. 1700 J/(kg-K), wobei die spezifische Warmekapizitat mit

einer Temperaturverringerung weiter abnimmt.

Spezifische Warmekapazitat von zementgebundenen Calciumsilikatplatten

Die Ergebnisse der DSC-Analyse einer Dreifachbestimmung fir die untersuchte zementge-
bundene Calciumsilikatplatte ist in Abbildung 4-24 dargestellt. In DIN EN 1993-1-2/NA
(2010) [7] werden keine thermischen Materialkennwerte fir zementgebundene Calciumsili-
katplatten bereitgestellt, die zum Vergleich der Messwerte verwendetet werden kdnnten. Der
Hersteller der verwendeten Calciumsilikatplatte gibt die spezifische Warmekapazitat als kon-
stante Wert mit c, = 950 J/(kg-K) an.

Die Messergebnisse zeigen, dass ein konstanter Wert fir die spezifische Warmekapazitat
von Calciumsilikatplatten dem temperaturabhéngigen Kurvenverlauf nicht gerecht wird. Mit
steigender Temperaturbeanspruchung zeigen die Messwerte, dass die spezifische Warme-
kapazitat temperaturbedingten Schwankungen unterliegt. Die Messergebnisse flir die unter-
suchte zementgebundene Calciumsilikatplatte zeigen, dass eine Erhohung der Aufheizrate
von 20 K/min zu hoéheren Messwerten von c, fuhrt. Bei einer geringeren Aufheizrate von
10 K/min werden hingegen friiher temperaturbedingte Veranderungen der Messergebnisse
von c, detektiert. Ferner zeigt sich eine Diskontinuitét der Kurvenverlaufe zwischen Aufheiz-
und Abkuhlphase, die messbedingt durch den Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abkuinhl-

phase begriindet werden kann.
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Abbildung 4-24: Gemessene temperaturabhéngige spezifische Warmekapazitat von Calci-
umsilicatplatten unter Berticksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkihlraten

Bei Raumtemperatur (ca. 30 °C) wurde die spezifische Warmekapazitat 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 Warmekapazitat wieder. Der kurzfristige Anstieg von c, ist auf
den Verdampfungsprozess des chemisch gebundenen Wassers in der Calciumsilikatplatte
zuriickzufuhren. Die fur den Verdampfungsprozess notwendige Energie driickt sich durch
eine kurzfristige Erh6hung der spezifischen Warmekapazitdt aus. Ab Temperaturen von
320 - 380 °C findet eine endotherme Reaktion in der Calciumsilikatplatte statt, die eine kurz-
fristige Abnahme im Kurvenverlauf von ¢, zur Folge hat. Bei einer Aufheizrate von 10 K/min
wird dieser Effekt friher gemessen als bei einer schnelleren Aufheizrate (20 K/min). Bei
370 °C (Aufheizrate 20 K/min) ist die spezifische Warmekapazitat 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 fir
eine Aufheizrate von 10 K/min ein konstanter Wert fir c, von 770 J/(kg-K) ein, wohingegen
bei einer Aufheizrate von 20 K/min und Temperaturen > 400 °C ein erneuter steiler Anstieg

der spezifischen Warmekapazitat erfasst worden ist.

In der Abkuhlphase liegen die Messwerte fiir c, bei einer Abkihlrate von 6 K/min hoher als
bei einer Abkuhlrate von 10 K/min. Der direkte Einfluss der Abkuhlrate auf den Messwert c,
kann anhand dieser Messdaten jedoch nicht eindeutig abgeleitet werden, weil die spezifische

Warmeleitfahigkeit zuvor mit unterschiedlichen Aufheizraten ermittelt worden ist. Anhand der
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Messwerte kann jedoch gezeigt werden, dass die spezifische Warmekapazitat von Calcium-
silikatplatten mit Verringerung der Temperaturbeanspruchung sinkt. Die DSC-Analyse mit
einer Abkihlrate von 6 K/min ergab Messwerte von 1500 J/(kg-K) bei 550 °C und
950 J/(kg'K) bei Raumtemperatur. Die Messergebnisse von ¢, mit einer Abkihlrate 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 Warmekapazitat der be-
trachten Brandschutzplatten zeigen, dass der temperaturabhéngige Verlauf von ¢, durch das
irreversible Materialverhalten der Bekleidungsmaterialien in der Aufheizphase andere Werte
annimmt als in der Abkihlphase. Zudem zeigt sich, dass die Messwerte bei der Anwendung
der thermoanalytischen Messmethode geringen Streuungen unterliegen. Lediglich der Um-
schaltpunkt von Aufheizphase zur Abkihlphase fiihrt zu einer Diskontinuitat der Messverlau-
fe von c,. Die Veranderungen der Materialkennwerte mit steigender Temperatur sind auf
endo- und exotherme Reaktionen im Plattenmaterial zurtickzufihren. Der Einfluss der ver-
schiedenen Aufheiz- und Abkuhlraten hat dabei einen erheblichen Einfluss auf die Messgro-
Be der spezifischen Warmekapizitat. Mit geringeren Aufheizraten kdnnen temperaturbedingte
Effekte in den untersuchten Brandschutzplatten friher detektiert werden. In der Abkihlphase

hingegen ist der Einfluss der Abkuhlrate geringer.

4.3.3 Rohdichte

Um die Rohdichte in Abhangigkeit der Temperatur zu erfassen, ist die Thermogravimetrische
Analyse (TGA) unter Anwendung einer TGA/DSC 1 von Mettler Toledo durchgefiihrt worden.
Die Ergebnisse der TGA geben Aufschluss tber den Massenverlust in Abhangigkeit der
Temperatur. Unter Annahme eines konstanten Volumens kann aufgrund der Messergebnis-
se auf den temperaturabhéngigen Verlauf der Rohdichte von Brandschutzplatten geschlos-
sen werden. Fir die experimentelle Bestimmung sind die Brandschutzplatten zunachst zer-
stofRen und pulverisiert worden. Die Kleinstprobemengen (9,59 — 10,68 mg) sind anschlie-
Rend in einem Aluminiumtiegel unter verschiedener Temperaturbeaufschlagung einer Wa-
gung unterzogen worden. Bei der Anwendung der Messmethode wurden ebenfalls die Auf-
heiz- und Abklihlgeschwindigkeit variiert. Der prozentuale Massenverlust wurde bis 1000 °C
mit den Aufheizraten von 10, 20 und 40 K/min untersucht. Fur die anschlieBende Abklhlpha-
se wurden Abkuhlraten von 6 und 10 K/min angewendet. Als Atomsphare wurde Sauerstoff
O, mit einer Durchflussrate von 50 ml/min verwendet. Fir die gewdhlten Temperaturpro-
gramme sind jeweils zwei Messungen (Doppelbestimmung) fur die Brandschutzplatten unter

gleichen Messrandbedingungen durchgefiihrt worden.
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Zusatzlich sind die Brandschutzplatten (Probengrof3e 80mm x 80 mm) hinsichtlich des abso-

luten Massenverlustes untersucht worden. Durch vorherige Wagung und Wé&gung nach der
Trocknung (24 Std. bei 40°C/100°C) kann mittels der gravimetrischen Methode (Darr Wage

Methode) die Masse und Feuchte bestimmt werden. Eine Aussage uber 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- | Rohdichte kg/m?3 Rohdichte | Massen-
gehalt % kg/m3 verlust %
Vor Tempera- | Nach Temperatur- geman
turbehandlung behandlung Hersteller
Gipskartonfeuer- 2,63 807 664 780 17,72
schutzplatte
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 Warmestrahlung von 35
kW/m2 unter gleichzeitiger Temperaturerfassung und Wagung ausgesetzt worden. Die Tem-
peraturen der Proben sind dabei an der bestrahlten Oberflache, der Probenunterseite und in
der Mitte der Probe mit Thermoelementen Typ K gemessen worden. Unter der vereinfachten
Annahme einer gleichmafligen Probentemperatur sind die Temperaturentwicklung gemittelt
und in Abhéngigkeit 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 fir 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 fur Gipskartonfeuerschutzplatten temperaturunabhangig mit p = 945 kg/m3 ange-
geben. Exemplarisch werden in Abbildung 4-25 die Messergebnisse (Mittelwerte aus Dop-

pelbestimmung) fur GKF gezeigt.
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Abbildung 4-25: Gemessener temperaturabhangigen Verlauf der Masse (Gipskartonfeuer-
schutzplatte) in Abhangigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkuhlraten

Die Messergebnisse verdeutlichen, dass mit steigender Temperaturbeanspruchung ein Mas-
senverlust bzw. eine Verringerung der Rohdichte eintritt. Fir GKF kann sich die Masse bei
Temperaturen bis 1000 °C bis zu 23 % reduzieren. Je hoéher die Temperaturbeanspruchung
der Probe, desto hoher 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 begriinden
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 (I6slichen zu unléslichen Anhydrit) begriindet 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 gewahlt wurden,
desto friher trat ein Massenverlust ein. Der qualitative Verlauf und die maximalen prozentua-
len Massenverluste sind unabhéngig von der Aufheizrate.

Erwartungsgemal tritt in der anschlie3enden Abkuhlphase keine weitere Veranderung des
Massenverlustes auf. Die Rohdichte bleibt in der Abkihlphase konstant. Ferner hat die Ab-

kihlrate in der Abkthlphase keinen Einfluss auf die Rohdichte.

Rohdichte von Gipsfaserplatten

Die Ergebnisse fur den temperaturabhdngigen Massenverlust von Gipsfaserplatten zeigt
Abbildung 4-26. Die Rohdichte fur die untersuchte Gipsfaserplatte wurde vor der Tempera-

turbeanspruchung zu p =1159 kg/m3 (Mittelwert aus 24 Messungen) bestimmt. Gemal
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DIN EN 1993 - 1-2/NA (2010) [7] kann die Rohdichte fur gipsgebundene Plattenbekleidungen
konstant zu p =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 % aulftritt. Die Annahme fir eine konstante Rohdichte wird dem tempera-
turabhéngigen Verlauf nicht gerecht.
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Abbildung 4-26: Gemessener temperaturabhangigen Verlauf der Masse (Gipsfaserplatte) in
Abhangigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkihlraten

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 fuhrt dabei zu einer frihzeitigen Bestimmung des Massenverlustes, wobei der
gemessene Massenverlust unabhangig 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 Veranderung
der Masse respektive der Rohdichte zu ermittelt worden. Die Messung des temperaturab-
hangigen Massenverlustes im Cone Calorimeter ermdglicht das Brandschutzplattenverhalten
samt Porensystem zu erfassen, dass bei der TGA Messung unberticksichtigt 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 Abkihlphase zeigt sich keine Verdnderung des Massenverlustes. Die Rohdichte von
Gipsfaserplatten kann fir die Abkihlphase konstant angenommen werden. Ferner ist an-
hand der Messdaten auch kein Einfluss der verschiedenen Abkuhlraten ersichtlich.

Rohdichte von zementgebundenen Calciumsilicatplatten

In Abbildung 4-27 sind die Ergebnisse fur den temperaturabh&ngigen Massenverlust von
zementgebundenen Calciumsilicatplatten dargestellt. Die Messergebnisse basieren auf dem
Mittelwert einer Doppelbestimmung (je Temperatur zwei Messwerte). Die Rohdichte fir die
untersuchte Calciumsilikatplatte wurde vor der Temperaturbeanspruchung zu p = 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. Fir zementgebundene Calciumsilicatplatten kann sich die
Masse bei Temperaturen bis 1000 °C bis zu 18 % reduzieren. Je hdher die Temperaturbe-
anspruchung der Probe, desto hdher ist auch der gemessen Massenverlust. Bis Temperatu-
ren > 450 °C zeigt sich dabei kein Einfluss der Aufheizrate. Der Versatz der Kurvenverlaufe
mit verschiedenen Aufheizraten kann auf die thermische Tragheit der Proben zurlickgefiihrt
werden. Ein direkter Einfluss der Aufheizraten auf den Massenverlust kann anhand der

Messwerte nicht abgeleitet werden.
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Abbildung 4-27: Gemessener temperaturabhangigen Verlauf der Masse (Calciumsilikatplat-
te) in Abhangigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkuhlraten
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In der Abkilhlphase zeigt sich analog zu den gipsgebundenen Plattenbekleidungen keine
Veranderung der Masse. Die Abkuhlrate ist folglich fiir den Massenverlust in der Abkuhlpha-
se irrelevant. Die Rohdichte fir Calciumsilikatplatten bleibt in der Abkuhlphase konstant.

Die Messergebnisse zur Bestimmung des Massenverlustes respektive der Rohdichte von
Brandschutzbekleidungen haben verdeutlicht, dass der thermische Materialkennwert p wah-
rend einer Naturbrandbeanspruchung deutlich reduziert wird. Der Massenverlust in der Auf-
heizphase gibt Aufschluss Uber den Verlauf der Rohdichte. Mit geringeren Aufheizrate
(10 K/min) kann der Massenverlust frihzeitiger bestimmt werden. Fir die Abkihlphase ha-
ben die Messergebnisse gezeigt, dass die Rohdichte der Brandschutzplattenbekleidung kon-
stant angenommen werden kann. Ferner ist die Abkihlrate irrelevant. Zusatzlich 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 Uber den tempera-
turabhangigen 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 filhren zu konservativeren Ergebnissen. Es
wird ein héherer Massenverlust der Calciumsilikatplatte ermittelt, was auf die Berlcksichti-
gung der Porensysteme (chemisch gespeichertes Wasser in den Porenraumen) zuriickzu-
fuhren ist.

4.3.4 Diskussion und Bewertung der Ergebnisse

Die Messergebnisse der thermoanalytischen Messmethoden und —verfahren haben ergeben,
dass die Warmeleitfahigkeit, die spezifische Warmekapazitat und die Rohdichte temperatur-
abhéangig sind. Fur die thermischen Materialkennwerte zeigte sich im temperaturabh&ngigen
Verlauf der Aufheiz- und Abkihlphase eine deutliche Diskrepanz. Die Annahme eines kon-
stanten Kurvenverlaufes in Abhangigkeit der Temperatur ist flr die untersuchten Brand-
schutzplatten nicht zutreffend. Unter Anwendung verschiedener Aufheiz- und Abkuhlge-
schwindigkeiten zeigten sich Unterschiede in den Kurvenverlaufen der thermischen Materi-
aleigenschaften.

Die Ergebnisse der Warmeleitfahigkeitsmessung unterlagen hohen Schwankungen, sodass
fur unterschiedliche Temperaturen ein Streubereich mit Varianz ermittelt wurde. Insbesonde-
re bei temperaturbedingten Phasenumwandlungen und Verdampfungsprozessen sind dabei
die Streuungen der Warmeleitfahigkeit gestiegen. Dieser Effekt ist bereits bei Aufheiz- und
Abkihlraten von 10 K/min ermittelt worden. Bei gipsgebundenen Plattenbekleidungen sind

die Phasenumwandlungen des Gipses deutlich in den temperaturabhangigen Verlaufen der
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Warmeleitfahigkeit erkennbar. Fir Plattenbekleidung auf Basis von Calciumsilicat sind die
thermischen Umwandlungsprozesse ebenfalls in den temperaturabhéngigen Kurvenverlaufe
der Warmeleitfahigkeit erkennbar. Die die Warmeleitfahigkeitsmessungen bei Raumtempera-
tur haben ergeben, dass die gemessenen Warmeleitfahigkeiten tber den Herstellerangaben
der Warmeleitfahigkeit bei Raumtemperatur liegen. Die erhthten A-Werte kdnnen auf die
Verwendung der gewahlten Sensoren (vgl. Jansson [84]) und der verwendeten Messappara-
tur zurickgefuhrt werden (vgl. Wulf [136]). Die Vergleichbarkeit der am iBMB ermittelten
Messwerte und der Herstellerangaben ist ggf. nicht gegeben, da zur Bestimmung von A bei
Raumtemperatur in der Regel stationdre Messverfahren (z.B. Ein-Platten-Verfahren) ver-
wendet werden. Im Vergleich zur Datenbasis aus Kapitel 2 liegen die Messwerte der Warme-
leitfahigkeit hdher, wobei insbesondere bei gipsgebundenen Platten der quantitative Verlauf
der Datenbasis und der Messwerte Ubereinstimmt. Die durchgefuhrt Warmeleitfahigkeits-
messung war bis 500 °C begrenzt, sodass die Messwerte keine Aussage Uber die Warme-
leitfahigkeit im Hochtemperaturbereich ermdglichen. Fur Temperaturen > 500 °C muss die

Warmeleitfahigkeit extrapoliert werden.

Die Messergebnisse aus der DSC-Analyse ermdéglichen eine Aussage lber den temperatur-
abhéngigen Verlauf der spezifischen Warmekapazitat der untersuchten Brandschutzplatten.
In der Aufheizphase sind bei gipsgebundenen Plattenbekleidungen ausgepragte Peaks im
Kurvenverlauf von c, bestimmt worden. In der Abkuhlphase wurden fur die spezifische War-
mekapazitat deutlich geringer Messwerte erfasst. Die Erkenntnis aus Semitelos [114], dass
mit steigender Aufheizrate der ausgepragte Peak im Kurvenverlauf von c, ansteigt, konnte
anhand der Messdaten fir gipsgebundene Plattenbekleidungen nicht ermittelt werden. An-
hand der DSC-Analyse ist jedoch erkennbar, dass mit geringeren Aufheizraten (10 K/min)
frihzeitiger die Peaks ermittelt werden konnten und insbesondere bei der zweiten Dehydra-
tation zwei kleine Peak-Anstiege hintereinander folgen, die bei h6heren Aufheizraten nicht
detektiert werden. Die Messergebnisse fir die untersuchte zementgebundene Calciumsili-
katplatte zeigen, dass eine Erhéhung der Aufheizrate von 20 K/min zu héheren Messwerten
von ¢, in der Aufheizphase fuhrt. Die spezifische Warmekapazitat zeichnet sich durch kurz-
fristige Anstiege im Kurvenverlauf aus, die auf endotherme Reaktionen im Plattenmaterial

zurtickzufuhrt werden konnen.

Fur die Bestimmung der temperaturabhangigen 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 uber den temperaturabhdngigen Verlauf

der Rohdichte unter steigender Temperaturbeanspruchung ermoglichen. 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 fuhrt. Fir 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 friihzeitiger ermittelt wer-
den. Ein Versatz der Messkurven mit steigender Aufheizgeschwindigkeit konnte jedoch auch
mit der thermischen Tréagheit und den unterschiedlichen Feuchtegehalten der Proben der
untersichten Brandschutzplatten erklart werden. Die Messergebnisse im Cone Calorimeter
haben verdeutlicht, dass die Berlcksichtigung des Porensystems einen Einfluss auf den
temperaturabhangigen Massenverlust hat. Bei gipshaltigen Brandschutzbekleidungen ist der
prozentuelle Massenverlust vergleichbar mit den TGA- Messergebnissen (bei 500 °C 23 "%
Massenverlust), wohingegen fir Calciumsilikatplatten die Massenverluste mit 10 % bei
400 °C im Cone Calorimeter héher 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 temperaturabhéngige Materialkennwerte zur Verfigung. In-
wieweit die im Labormalstab ermittelten thermischen Materialeigenschaften auf den Real-

mal3stab tGbertragen werden kann, wird im Folgenden untersucht.

4.4 Brandschutzputz

4.4.1 Warmeleitfahigkeit

Die temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit A 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 Warmeleitfahigkeitsmessung fir 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 handisch gemald Herstellerangaben hergestellt worden. Die 80 x 80 mm?2
grof3en Putzproben wurden vor der Warmeleitfahigkeitsmessung 24 Std. bei 100 °C getrock-

net.
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Abbildung 4-28 zeigt die Ergebnisse der durchgefuhrten Warmeleitfahigkeitsmessung fur den
untersuchten perlithaltigen Brandschutzputz sowie die statistischen Auswertung aus 24
Messdaten. Zu Vergleichszwecken wird die Warmeleitfahigkeit nach DIN EN 1993 1-2/NA

(2010) [7] far Brandschutzputze aufgetragen.
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Abbildung 4-28: Gemessene temperaturabhéngige Warmeleitfahigkeit von perlithaltigem

Brandschutzputz fur die Aufheizphase (Aufheizrate 10 K/min)

Die Messergebnisse zeigen, dass sich A mit steigender Temperatureinwirkung verandert.
Der Hersteller gibt fiir den untersuchten Brandschutzputz eine Warmeleitfahigkeit von 0,055 -
0,077 W/(m-K) an. Die Messwerte von A liegen fur die Aufheizphase zwischen 0,005 - 0,604
W/(m-K). Insbesondere zwischen 100 - 200 °C steigt A an, was auf thermochemische Pro-
zesse des perlithaltigen Putzes zurlickzuflihren ist. Mit steigender Temperatur reduziert sich
die Warmeleitfahigkeit, was auf die Reduzierung des Feuchtegehalts zurtickzufiihren ist (vgl.

Abidi [42]). Die Schwankungen (Varianz) der Messwerte im Temperaturbereich von

250 °C - 400 °C fallen demnach geringer aus.

Der Verlauf von A von perlithaltigem Brandschutzputz in der Abkihlphase wird in Abbildung

4-29. Ebenso sind ist die statistische Auswertung aus 24 Messungen dargestellt.
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Abbildung 4-29: Gemessene temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit von perlithaltigem
Brandschutzputz in der Abkuhlphase (Abkihlrate 10 K/min)

In der Abkuhlphase liegt A im Mittel unterhalb der Messwerte der Aufheizphase. Die
Schwankungsbreiten sind zudem geringer. Die Warmeleitfahigkeit liegt zwischen
0,015 - 0,37 W/(m-K), wobei eine leichte Steigung von A bei 250 °C und 100 °C madglicher-

weise auf die Aufnahme von Umgebungsfeuchte zurtickgefuhrt werden kann.

Die Warmeleitfahigkeitsmessungen des perlithaltigen Brandschutzputzes haben verdeutlicht,
dass die Warmeleitfahigkeit zwingend temperaturabhangig angenommen werden muss. Die
Messwerte der Aufheizphase unterscheiden sich deutlich von der Abkuhlphase. Eine An-
nahme eines konstanten Verlaufs der Warmeleitfahigkeit 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 begriindet.

4.4.2 Spezifische Warmekapazitat

Die Messung der spezifischen Warmekapazitat c, 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 Abkuhlphase 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 c, bis max. 600 °C begrenzt. Die Bestimmung der spezifischen Warmekapazi-
tat fur perlithaltigen Brandschutzputze erfolgte somit analog zu den DSC-Messungen der
Brandschutzplatten. Die Ergebnisse der DSC-Untersuchung fir perlithaltige Brandschutzput-
ze zeigt Abbildung 4-30. Zu Vergleichszwecken wird ¢, = 1.100 J/(kg-K) nach DIN EN 1993-
1-2/NA (2010) [7] fur Brandschutzputze aufgetragen.
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Abbildung 4-30: Gemessene temperaturabhangige spezifische Warmekapazitat von perlithal-
tigem Brandschutzputz unter Berlicksichtig verschiedener Aufheiz- und Abkihlraten

Die Messergebnisse in der Aufheizphase weisen einen kontinuierlichen Anstieg der spezifi-
schen Warmekapagzitat auf. Ab ca. 400 °C zeigt der Messverlauf von c, einen ausgepragten
Peak, der auf exotherme Materialprozesse des perlithaltigen Brandschutzputzes zuriickzu-
fuhren ist. Der bengtigte Energiebedarf fur die thermochemischen Prozesse der Bestandteile
des Brandschutzputzes zeigt sich im ausgepragten Anstieg von c,. Die Messewerte der spe-
zifischen Warmekapazitat liegen im Wertebereich von 320 - 37.700 J/(kg-K). Die Diskontinui-
tat der Kurvenverlaufe zwischen Aufheizphase und Abkihlphase sind dabei messbedingt

durch den Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abkihlphase begriindet.

Die Aufheizrate hat nur einen geringen Einfluss auf die spezifische Warmekapazitat in der
Aufheizphase. In der Abkihlphase zeigt sich hingegen eine Diskrepanz der Messergebnisse

bei Anwendung verschiedener Abkuhlraten. Nach einer Temperaturbeanspruchung der per-



138 Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte

lithaltigen Brandschutzputzprobe bis 600 °C ergeben sich in der Abkuhlphase (Abkuhlrate
6 K/min) deutlich geringere Werte fur c,. Die spezifische Warmekapazitat sinkt kontinuierlich.
Die Messwerte der spezifischen Warmekapazitat liegen zwischen 370 - 4.100 J/(kg-K). Mit
steigenden Abkuhlraten konnen hohere Werte flr c, gemessen werden. Die Messwerte fur
die spezifische Warmekapazitat bei einer Abkihlrate von 10 K/min liegen zwischen
7.400 - 14.400 J/(kg-K).

Die Ergebnisse der DSC-Analyse zur Bestimmung der spezifischen Warmekapazitat des
betrachten, perlithaltigen Brandschutzputzes zeigen, dass der temperaturabhangige Verlauf
von ¢, durch das irreversible Materialverhalten des Brandschutzputzes in der Aufheizphase
andere Werte annimmt als in der Abkuhlphase. Zudem zeigt sich, dass die Messwerte bei
der Anwendung der thermoanalytischen Messmethode geringen Streuungen unterliegen.
Lediglich der Umschaltpunkt von Aufheizphase zur Abkihlphase fiihrt zu einer Diskontinuitéat
der Messverlaufe von c,. Die Veranderungen der Materialkennwerte mit steigender Tempe-
ratur sind auf exotherme Reaktionen im Brandschutzputz zuriickzufihren. Der Einfluss der
verschiedenen Aufheizraten hat sich anhand der Messdaten nicht ergeben. In der Abkuhl-
phase konnte unter Anwendung einer Heizrate von 10 K/min hohere cp,-Werte als mit gerin-

geren Abkuhlraten (6 K/min) bestimmt werden.

4.4.3 Rohdichte

Um die Rohdichte p in Abhangigkeit der Temperatur zu messen, wurde die thermogravimet-
rische Analyse (TGA) nach DIN 51006 (2005) [26] durchgefiihrt. Die Ergebnisse der TGA
geben Aufschluss tber den Massenverlust in Abhéangigkeit der Temperatur. Unter Annahme
eines konstanten Volumens kann aufgrund der Messergebnisse auf die temperaturabhéngi-
ge Rohdichte von Brandschutzbekleidungen geschlossen werden. Fir die experimentelle
Bestimmung sind die Brandschutzplatten zunachst zerstof3en und pulverisiert worden. Die
Kleinstprobemengen (9,68 — 10,33 mg) sind anschlieRend in einem Aluminiumtiegel unter
verschiedener Temperaturbeaufschlagung einer Wagung unterzogen worden. Der prozentu-
ale Massenverlust wurde bis 1000 °C mit den Aufheizraten von 10, 20 und 40 K/min unter-
sucht. Fir die anschlieRende Abklhlphase wurden Abkuhlraten 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. p = 281 kg/m?3

(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

Brandschutzputz | Feuchtegehalt Rohdichte [kg/m3] Massenverlust
[%0] [%]
Vor Temperaturbe- | Nach Temperatur-
handlung behandlung
Perlithaltiger 0,29 281 273 2,85
Brandschutzputz

In DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] wird die Rohdichte fir Brandschutzputze temperaturunab-
hangig mit p = 550 kg/m3 angegeben. Exemplarisch werden in Abbildung 4-31 die Messer-

gebnisse (Mittelwerte aus Doppelbestimmung) fUr perlithaltigen Brandschutzputz gezeigt.
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Abbildung 4-31: Gemessener temperaturabhangigen Verlauf der Masse (perlithaltiger
Brandschutzputz) in Abhangigkeit verschiedener Aufheiz- und Abkuhlraten

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 Tragheit der Proben erklart werden kann. Bei 400 °C ist ein
Abfall der Masse von 91 % auf 97 % bestimmt worden, der auf die exotherme Umwandlung
im Brandschutzputz zurtickzufiihren. 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.
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In der Abkuhlphase zeigt sich keine Veranderung des Massenverlustes respektive der Roh-
dichte. Lediglich beim Messergebnis mit einer Heiz- und Abkihlrate von 10 K/min zeigt sich
bei Temperaturen < 200 °C eine erneute Zunahme der Masse, die auf die Aufnahme der
Umgebungsfeuchte zurickzuftihren ist.

Die Messergebnisse zur Bestimmung des Massenverlustes respektive der Rohdichte vom
perlithaltigen Brandschutzputz hat ergeben, dass der thermische Materialkennwert p wah-
rend einer Naturbrandbeanspruchung deutlich reduziert wird. Mit geringeren Aufheizrate
(10 K/min) kann der Massenverlust frihzeitiger bestimmt werden. Fur die Abklhlphase ha-
ben die Messergebnisse gezeigt, dass die Rohdichte der Brandschutzplattenbekleidung kon-
stant angenommen werden kann. Zusatzlich 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 Uber den temperaturabhangigen 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 fir den untersuchten perlithaltigen
Brandschutzputz haben ergeben, dass konstante Angaben den temperaturabhéngigen Ver-
laufen von A, p und ¢, nicht gerecht werden. Sowohl fiir die Aufheizphase als auch fir die
Abkihlphase ergeben sich unterschiedliche Kurvenverlaufe der thermischen Kennwerte.
Insbesondere die temperaturabhdngigen Reaktionen im Brandschutzputz, der Feuchtegehalt

und die Porositét beeinflussen die Messergebnisse.

Die Messergebnisse der Warmleitfahigkeitsmessung zeigen, dass sich A mit steigender
Temperatureinwirkung verandert. Durch das irreversible thermische Materialverhalten des
Brandschutzputzes unterscheidet sich die Warmeleitfahigkeit in der Aufheizphase deutlich
von der Abkuhlphase. Die Streuung der Messwerte von A sind in der Aufheizphase hoher,
dass sich durch die endothermen Materialreaktionen und die Verdampfung des freien und
chemisch gebundenen Wassers zuriickfiihren lasst. In den Untersuchungen von Abidi [42]
wird aufgezeigt, dass beim steigendem Perlit/ Vermiculitgehalt die Warmeleitfahigkeit von
Brandschutzputzen sinkt. Zudem zeigen die Ergebnisse aus Abidi [42], dass mit steigender
Porositat die Warmeleitfahigkeit sinkt. Diese Effekte kbnnen nicht anhand der Messdaten
abgeleitet werden, jedoch zeigt sich, dass der untersuchte Brandschutzputz eine geringe
Warmeleitfahigkeit aufweist. In der Abkihlphase unterliegt die Warmeleitfahigkeit geringerer

Streuung, die auf eine Verringerung des Feuchtegehalts der Brandschutzputzprobe schlie-
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Ren lasst. Die ermittelten temperaturabhéngigen Kurvenverlaufe der Warmeleitfahigkeit ge-
ben entsprechend einen Streubereich angeben.

Die Messergebnisse der DSC-Messungen an perlithaltigen Brandschutzproben verdeutli-
chen, dass fur die spezifische Warmekapizitat ein temperaturabhangiger Kurvenverlauf an-
genommen werden sollte. In der Aufheizphase zeigt sich ein kontinuierlicher Anstieg von c,,
der auf die thermischen Reaktionen innerhalb des perlithaltigen Brandschutzputzes zurlck-
zufiihren ist. Anhand der Messergebnisse in der Aufheizphase zeigt sich kein Einfluss der
Aufheizraten. In der Abklhlphase zeigt sich hingegen eine Diskrepanz der Messergebnisse
bei Anwendung verschiedener Abkuhlraten. In der Abkuhlphase kann hingegen geringere
Abklhlrate (6 K/min) zu geringeren Werte der spezifischen Warmekapazitat fuhren. In der
Aufheizphase sind jedoch nicht die gleichen Aufheizraten zu Grunde gelegt worden, sodass
die Diskrepanz in der Abkihlphase auch aufgrund der unterschiedlichen Werte der Auf-
heizphase ruhren kann. Die Ableitung der Abklhlrate auf die spezifische Warmekapazitat
kann folglich nicht abschlieRend anhand der Messdaten bewertet werden. Unabhéngig von
der Abkihlrate zeigen die Messergebnisse der DSC, dass die spezifische Warmekapazitat

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 Kurvenverlaufe kann
auch auf die thermische Tragheit der perlithaltigen Putzproben zurickgefihrt werden. Fur die
Abkuhlphase zeigen die Ergebnisse der TGA Untersuchungen, dass die Masse konstant
bleibt. Die Rohdichte fir perlithaltigen Brandschutzputz kann folglich als konstanter Wert
angenommen werden. Lediglich bei geringen Abkuhlraten (10 K/min) und einer Temperatur
bis 450 °C konnte in der Abkihlphase ein erneuter Anstieg der Masse ermittelt werden. Auf-
grund der Messdaten lasst sich vermuten, dass das kapillaroffene Brandschutzputz Umge-
bungsfeucht aufgenommen hat und die irreversiblen Materialveranderungen die zu dauerhaf-

ten Massenverlusten fihren erst bei Temperaturbeanspruchungen > 450 °C eintreten.
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4.5 Reaktive Brandschutzsysteme

4.5.1 Expansionsverhalten

Fur die Bewertung des Expansionsverhaltens der beiden untersuchten Brandschutzsysteme
wurde das Prufverfahren der digitalen Expansionsanalyse aus Kapitel 4.2.6 angewendet.
Hierbei wurde das Expansionsverhalten des wasserbasierten und l6semittelhaltigen Brand-
schutzsystems sowohl fiur Temperaturzeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten
als auch fur die Einheits-Temperaturzeitkurve in Form eines temperaturabhangigen Expansi-
onsfaktors a ermittelt. Fur jede untersuchte Temperaturzeitkurve erfolgten jeweils zwei Ver-
suche. Die Ergebnisse der Untersuchungen sind im Folgenden fur beide Brandschutzsyste-

me in Diagramm- und Tabellenform aufgefuhrt.

Wasserbasiertes Brandschutzsystem

Die Proben des wasserbasierten Brandschutzsystems mit Trockenschichtdicken zwischen
220 und 268 pm weisen fir 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).

60 - \wasserbasiert\ Trockenschichtdicken (TSD):
— _ Die Proben (25 x 25 x 0,7 mm)
5 50 - 50 K/min _ des wasserbasierte Brand-

S 70 K/min schutzsystems weisen folgende

% 40 - N PR TSD auf:

% 30 | N = 10 K/min: 252 ym
kel = 10 K/min: 254 ym
2 20 30 K/min = 30 K/min: 220 um
3 = 30 K/min: 224 ym
w 10 - * 50 K/min: 260 um
= 50 K/min: 268 pym
0 ‘ ‘ ‘ ‘ = 70 K/min: 250 ym
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Abbildung 4-32: Gemessene Expansionskurven des wasserbasierten Brandschutzsystems in
Abhangigkeit der mittleren RBS-Temperatur fur konstante Aufheizgeschwindigkeiten

Geringfugige Unterschiede bestehen hingegen in den maximal erreichten Expansionsfakto-
ren (Ouwax) UNd den zugehdrigen Materialtemperaturen (Buax). FUr die Aufheizgeschwindigkeit
von 10 K/min betragt der maximale Expansionsfaktor a = 40,5. Mit steigender Aufheizge-
schwindigkeit nimmt der Expansionsfaktor geringfligig zu und erreicht bei 70 K/min eine

GrolRenordnung von a = 44,4, Auch die Materialtemperaturen, bei denen die maximalen Ex-
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pansionsfaktoren erreicht werden, weisen eine geringflgige Heizratenabhangigkeit auf.
Wahrend der Maximalwert der Expansion fur 10 K/min bei RBS-Temperaturen von 392 —
404 °C erreicht wird, fuhrt die Erwarmung der Proben mit hoheren Aufheizgeschwindigkeiten
zu einem Temperaturversatz, sodass der Maximalwert der Expansion fur 70 K/min erst bei
RBS-Temperaturen von 403 — 434 °C einsetzt.

Im Falle der Einheits-Temperaturzeitkurve ist der Temperaturversatz noch deutlicher ausge-
pragt (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 geringfugig unterhalb der Werte flr 70 und 50 K/min.
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Abbildung 4-33: Gemessene Expansionskurven des wasserbasierten Brandschutzsystems in
Abhangigkeit der mittleren RBS-Temperatur fur die Einheits-Temperaturzeitkurve

Nach dem Erreichen des maximalen Expansionsfaktors setzt bei allen untersuchten Tempe-
raturzeitkurven ein Schrumpfvorgang ein, der zu einer Reduktion der Expansionswerte fihrt.
In Tabelle 4-3 sind hierflir zum einen die Temperaturen (Benge) aufgefiihrt, bei denen keine
Anderung des Expansionsfaktors mehr zu verzeichnen ist, sowie die zugehorigen Expansi-
onswerte (Ognge). Dartiber hinaus werden die Differenzen (Aa) zwischen dem Expansionsma-
ximum und dem Endwert der Expansion gebildet, um das Schrumpfmal® quantifizieren zu
konnen. Mit Werten zwischen 4,0 — 6,1 tritt das geringste Schrumpfmal® im Falle der Ein-
heits-Temperaturzeitkurve ein. Das Schrumpfvermégen der Proben mit konstanten Aufheiz-
geschwindigkeiten ist mit 6,3 — 8,5 geringfligig grof3er und fur alle Aufheizgeschwindigkeiten
nahezu gleich. Lediglich die Probe H10-WA-2 weicht mit einem Wert von Aa = 12,2 davon
ab.

Die Stagnation des Schrumpfvorgangs setzt bei der Einheits-Temperaturzeitkurve gegen-
Uber den Temperaturzeitkurven mit konstanter Aufheizgeschwindigkeit in einem friiheren

Temperaturbereich ein. Wéahrend der Temperaturbereich fir die Einheits-Temperatur-
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zeitkurve in einem Bereich von 593 — 603 °C liegt, betragt dieser fir die Temperaturzeitkur-
ven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten 613 — 683 °C, wobei die grof3te Streuung fur
30 K/min ermittelt wird. Grundsétzlich fallen die Ergebnisse fir die Aufheizgeschwindigkeit
von 30 K/min auf dem Rahmen, da hierfiir die geringsten Expansionsfaktoren (34,6 — 36,3)
sowie die geringsten zugehdrigen RBS-Temperaturen (377 — 386 °C) vorliegen. Eine plau-
sible Erklarung lasst sich fir dieses Verhalten aktuell nicht finden.

Tabelle 4-3: Gemessene Expansionsfaktoren und zugehdrige RBS-Temperaturen des was-
serbasierten Brandschutzsystems in Abhangigkeit der Trockenschichtdicke

Proben- TSD  Bgegin  Ovax  Oende  QAvax  Oende  AQ

bezeichnung  [um] [°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 Heizratenabhéngigkeit 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 GréRenordnung von Aaysx = 0,5 — 1,8 und treten bei Aufheizgeschwindigkei-
ten 2 50 K/min auf. Die Temperaturen, bei denen die Maximalwerte der Expansion auftreten,
weisen hingegen gro3ere Unterschiede auf. So treten die maximalen Expansionsfaktoren im
Falle der Einheits-Temperaturzeitkurve im Vergleich zu den Temperaturzeitkurven mit kon-

stanten Aufheizgeschwindigkeiten bei hoheren Materialtemperaturen auf.

Losemittelhaltiges Brandschutzsystem

Ahnlich wie beim wasserbasierten Brandschutzsystem findet der Expansionsbeginn des 16-
semittelhaltigen Brandschutzsystems unabhéngig von den untersuchten Aufheizgeschwin-
digkeiten statt. Fur die thermische Aktivierung des ldsemittelhaltigen Brandschutzsystems

werden jedoch héhere Temperaturen bendtigt, da die Expansion anders als beim wasserba-
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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 zugehdrigen
Materialtemperaturen unterscheiden sich signifikant. Das losemittelhaltige Brandschutzsys-
tem weist eine deutlich héhere Sensitivitdt gegeniiber den Heizraten auf, die sich in einer
Zunahme der maximalen Expansionsfaktoren mit gréRer werdenden Aufheizgeschwindigkei-
ten bemerkbar macht. Wahrend bei 10 K/min maximale Expansionsfaktoren von 38,9 — 39,5
erreicht werden, liegen die Maximalwerte der Expansion fir 70 K/min in einer Grof3en-
ordnung von 61,1 — 61,6 (vgl. Tabelle 4-4). Mit der Zunahme der Expansionsfaktoren geht
eine Erhéhung der Materialtemperaturen einher, bei der die maximalen Expansionswerte
erreicht werden. So liegen die Temperaturen fur 70 K/min zwischen 581 und 589 °C, wah-

rend der Temperaturbereich flr 10 K/min zu 363 — 372 °C ermittelt wurde.
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Abbildung 4-34: Gemessene Expansionskurven des I6semittelhaltigen Brandschutzsystems
in Abhangigkeit der mittleren RBS-Temperatur fur konstante Aufheizgeschwindigkeiten

Im Falle der Einheits-Temperaturzeitkurve tritt der maximale Expansionsfaktor bei RBS-
Temperaturen von 496 — 509 °C auf. Einordnen lasst 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 fir die Einheits-
Temperaturzeitkurve ermittelten Expansionskurven in die Ergebnisse der Temperaturzeitkur-
ven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten ist somit nicht méglich. Gleichwohl erfolgt der
Expansionsbeginn fir 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 I6semittelhaltigen

Brandschutzsystem ein Schrumpfvorgang ein, der auf die Pyrolyse organischer Bestandteile
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zuruickgefihrt werden kann. Mit einer Reduktion von 14,4 — 16,9 liegt das Schrumpfmalf3 fir
die Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30 und 50 K/min in der gleichen Grol3enordnung. 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 fur
das Schrumpfmal auf, wahrend die Proben von 70 K/min mit 19,8 — 30,3 am starksten der
Schichtdickenreduktion unterliegen (vgl. Tabelle 4-4).
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Abbildung 4-35: Gemessene Expansionskurven des I6semittelhaltigen Brandschutzsystems
in Abhangigkeit der mittleren RBS-Temperatur fur die Einheits-Temperaturzeitkurve

Der Zeitpunkt, an dem der Schrumpfvorgang des l6semittelhaltigen Brandschutzsystems
abgeschlossen ist, lasst sich mithilfe der RBS-Temperatur 6.4 beschreiben. Wahrend diese
Temperatur fir 10 K/min bei 549 — 604 °C liegt, nimmt sie bis zu einer Aufheizgeschwindig-
keit von 50 K/min stetig zu und erreicht eine GréRenordnung von 769 — 800 °C. Im Falle der
Einheits-Temperaturzeitkurve ist der Schrumpfvorgang hingegen bei 698 — 704 °C beendet.

Tabelle 4-4: Gemessene Expansionsfaktoren und zugehérige RBS-Temperaturen des ldse-
mittelhaltigen Brandschutzsystems in Abhangigkeit der Trockenschichtdicke

Proben- TSD  Ogeginn  Omax  Oende  Omax  Oknde Aq

bezeichnung  [um] [’Cl [°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-2 325 342 430 695 443 299 144
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
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Die Ergebnisse der durchgefuhrten Expansionsanalyse zeigen insgesamt, dass das unter-
suchte l6semittelhaltige Brandschutzsystem gegentiber der wasserbasierten Brandschutzbe-
schichtung eine deutliche Heizratenabhé&ngigkeit aufweist, die sich in erster Linie auf die Ma-
ximalwerte der Expansion und der zugehdrigen Materialtemperaturen auswirkt.

Die Expansionsfaktoren infolge der Einheits-Temperaturzeitkurve weisen eine Grofl3enord-
nung auf, die zwischen die Ergebnisse der Aufheizgeschwindigkeiten von 10 und 30 K/min
eingeordnet werden konnen. In Hinblick auf die Bewertung des Expansionsverhaltens des
l[6semittelhaltigen Brandschutzsystems bei Naturbrandeinwirkungen stellt dieser Sachverhalt

eine wichtige Erkenntnis dar.

4.5.2 Effektive Warmeleitfahigkeit

Fur die Bewertung der thermischen Schutzwirkung der beiden untersuchten Brandschutzsys-
teme wurden Erwarmungsversuche an beschichteten Stahlplatten mit den Abmessungen
100 x 90 x 5 mm (Baustahl S235 JR, A/V = 200 m™) durchgefiihrt. Die Untersuchungen
erfolgten unter Anwendung des Prifverfahrens aus Kapitel 4.2.7 fir Temperaturzeitkurven
mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten sowie fir die Einheits-Temperaturzeitkurve.

Die Bewertung der thermischen Leistungsfahigkeit des wasserbasierten und l6semittelhalti-
gen Brandschutzsystems erfolgt im Folgenden anhand des Vergleichs der gemessenen
Stahlplattentemperaturen sowie der aus den Versuchen berechneten effektiven Warmeleit-
fahigkeit der Brandschutzbeschichtungen nach DIN EN 13381-8 [16]. Da innerhalb des an-
gewendeten Prifverfahrens neben den Stahltemperaturen auch die Temperaturen innerhalb
der expandierten Kohlenstoffschaumschicht gemessen werden, wird abschlielend 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 fir jedes Brandschutzsystem einzeln,

beginnend mit der wasserbasierten Brandschutzbeschichtung.

Wasserbasiertes reaktives Brandschutzsystem

Fur die Analyse der Leistungsfahigkeit des wasserbasierten Brandschutzsystems wurden
zehn Versuche an beschichteten Stahlplatten der Konfiguration B (vgl. Kapitel 4.2.7) sowie
funf Versuche an ungeschiitzten Stahlplatten der Konfiguration A durchgefihrt. 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 fir eine Temperaturzeitkurve jeweils drei Erwdrmungsversuche. Die Bezeichnun-
gen der untersuchten Proben sowie die zugehdrigen Trockenschichtdicken des wasserba-

sierten Brandschutzsystems sind in Tabelle 4-5 aufgefiihrt. Bei den Trockenschichtdicken
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handelt es sich um Mittelwerte aus jeweils 30 Messungen, die mit einem analogen Schichtdi-
ckenmessgerat (Mikrotest 1V, ElektroPhysik) durchgefihrt wurden.

Bei der Applikation des Brandschutzsystems wurde die Zieltrockenschichtdicke von 740 ym
nach der nationalen Produktzulassung der wasserbasierten Beschichtung in Abh&ngigkeit
einer Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten sowie einem Profilfaktor von 200 m™ definiert.
Da die Versuchsdurchfiihrung 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 finf Wochen bei Raumtem-
peratur und normaler Luftfeuchtigkeit erfolgte die Messung der Trockenschichtdicken. Trotz
einer gleichmafigen Applikation der Brandschutzbeschichtung mithilfe eines Spachtels las-
sen sich Unterschiede in den Trockenschichtdicken von maximal 95 uym feststellen. Die ge-
ringsten Trockenschichtdicken sind mit 572 und 578 um 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- Heizrate Konfiguration TSD
bezeichnung  [K/min] [-] [um]
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 durchgefihrten Erwarmungsversuche sind fir das wasserbasierte
Brandschutzsystem in Abbildung 4-36 dokumentiert. Darin sind die gemessenen Stahltempe-
raturen der ungeschitzten und geschitzten Stahlplatten in Abhangigkeit der untersuchten
Temperaturzeitkurven dargestellt. Der Unterschied zwischen den geschitzten und den un-
geschitzten Proben ist dabei deutlich zu erkennen. Sobald das wasserbasierte Brand-

schutzsystem reagiert, verringert sich die Erwarmungsgeschwindigkeit der Stahlplatten.
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Hierdurch erfolgt eine langsamere Temperaturerh6hung in den geschiitzten Proben als in
den ungeschitzten. Folglich wird durch die Expansion des Brandschutzsystems die Erwar-
mung der Stahlplatten zeitlich verzdgert.
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Abbildung 4-36: Gemessene Temperaturen und berechnete Temperaturunterschiede (AT)
von geschitzten und ungeschuitzten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) fur Aufheizgeschwindig-
keiten von 10, 30, 50 und 70 K/min sowie die ETK fur das wasserbasierte reaktive Brand-
schutzsystem
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Abbildung 4-37: Aus den Erwarmungsversuchen berechnete effektive Warmeleitfahigkeit des
wasserbasierten Brandschutzsystems fur 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 ausgepragt. Dies wird vor
allem durch den Vergleich der Temperaturdifferenz AT zwischen den ungeschitzten und den
geschitzten Proben deutlich (vgl. Abbildung 4-36). So ist dieser mit ca. 480 °C fur die Pro-

ben der Einheits-Temperaturzeitkurve am grof3ten. Fur die Temperaturzeitkurven mit den
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konstanten Aufheizgeschwindigkeiten von 30, 50 und 70 K/min ergeben sich ahnliche Werte.
Lediglich fiur 10 K/min sind die Temperaturdifferenzen deutlich geringer. Hier liegt der grofite
Wert nach 70 Minuten bei 315 °C.

Ein hoher Wert der Temperaturdifferenz zwischen einer ungeschitzten und einer geschitz-
ten Probe stellt ein Mal3 fiir 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 fur diese Aufheizgeschwindigkeit die geringste thermische Schutzwirkung auf. Mit zu-
nehmenden Aufheizgeschwindigkeiten nimmt die thermische Schutzwirkung jedoch zu und
erreicht inr Maximum fir die Einheits-Temperaturzeitkurve.

Dem stehen die effektiven Warmeleitfahigkeiten des reaktiven Brandschutzsystems aus Ab-
bildung 4-37 vermeintlich gegenilber. Die darin abgebildeten Kurven wurden aus den Stahl-
plattenversuchen unter Zuhilfenahme der Berechnungsvorschrift aus DIN EN 13381-8 [16],
die in Gleichung (2.4) aufgefihrt ist, ermittelt.

Fur alle untersuchten Temperaturzeitkurven ist mit dem Beginn der Erwdrmung zunachst ein
Anstieg der effektiven Warmeleitfahigkeit 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 Warmeleitfa-
higkeit bis sie ein Minimum erreicht. AnschlieBend erfolgt ein erneuter Anstieg der effektiven
Warmeleitfahigkeit, der auf die Pyrolyse der organischen Bestandteile und der damit verbun-
denen Ausbildung der offenporigen Schaumstruktur zurtickzufiihren ist.

Die geringsten Werte fir die effektive Warmeleitfahigkeit treten bei den Versuchen mit einer
konstanten Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min auf. Dies stellt gegeniber den gemesse-
nen Stahlplattentemperaturen und der hieraus abgeleiteten geringsten thermischen Schutz-
wirkung einen Widerspruch dar. Dieses Phanomen wurde bereits bei der Analyse des
Stands der Forschung aufgezeigt und ist auf die Berechnungsvorschrift zuriickzufihren.
Demnach resultieren fur die Versuche mit héheren Aufheizgeschwindigkeiten entsprechend
hdhere Werte fur die effektive Warmeleitfahigkeit. Um Fehlinterpretationen der Ergebnisse
zu vermeiden, sollte die Bewertung der thermischen Schutzwirkung von reaktiven Brand-
schutzsystemen daher nicht ausschlie3lich auf der Grundlage der effektiven Warmeleitfahig-
keit erfolgen. Die gemessenen Stahltemperaturen sowie die Temperaturdifferenzen zwi-
schen den ungeschitzten und den geschitzten Proben sollten stets mitbetrachtet werden.
Wie von Lucherini et al. [100] vorgestellt, stellt die Ermittlung der Temperaturdifferenz zwi-
schen ungeschitzten und geschutzten Proben ein probates Verfahren dar, um die thermi-
sche Schutzwirkung von reaktiven Brandschutzsystemen bei unterschiedlichen Aufheizge-

schwindigkeiten zu bewerten.
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Zusatzlich zu den Stahltemperaturen und der effektiven Warmeleitfahigkeit wurden nach
dem Abkuhlen der Proben die Endschichtdicken der expandierten Schaumschichten mit ei-
ner Messnadel gemessen. Die Ermittlung der Endschichtdicke erfolgte fir jede Probe an
30 Messstellen. In Abbildung 4-38 sind die daraus berechneten Mittelwerte in Abhangigkeit
der Aufheizgeschwindigkeiten dargestellt. Erwartungsgemaf® wurden fir die Proben der
10 K/min Versuche die geringsten Endschichtdicken gemessen. Fir die restlichen Aufheiz-
geschwindigkeiten wurden nahezu gleiche Schaumschichtdicken ermittelt. Lediglich fir
30 K/min lag im Versuch H30-W-2 eine etwas geringere Endschichtdicke vor, die jedoch auf
die etwas geringere Trockenschichtdicke zurlickgefuhrt 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). Wahrend fir 50 und 70 K/min mit 44,0 —
47,0 nahezu gleiche Expansionsfaktoren vorliegen, setzt ab 30 K/min eine leichte Reduktion
des Expansionsmalles ein. Besonders ausgepragt ist der Einfluss der Aufheizgeschwindig-
keiten fir 10 K/min. Hier stellen sich nur halb so groRe Expansionsfaktoren ein als bei den

restlichen Aufheizgeschwindigkeiten.
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Abbildung 4-38: Endschichtdicken und Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brand-
schutzsystems in Abhangigkeit der Aufheizgeschwindigkeit

Bedingt durch die Ausbildung geringerer Schaumschichtdicken ist die thermische Schutzwir-
kung des wasserbasierten Brandschutzsystems bei geringeren Aufheizgeschwindigkeiten
weniger ausgepragt. Verdeutlichen lasst sich dies anhand der zeitlichen Entwicklung des
Temperaturgradienten innerhalb der expandierten Schaumschicht, die in Abbildung 4-40
vergleichend fur 10 und 50 K/min dargestellt ist. Die Temperaturentwicklung innerhalb des
Brandschutzsystems wurde mithilfe der Anordnung von Thermoelementen (TE) in &qui-
distanten Abstanden von 0, 3, 6, 9 und 12 mm innerhalb der expandierten Schaumschicht

gemessen (vgl. Kapitel 4.2.7). Fur 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 fir den Versuch mit 50 K/min. Hier stellt sich eine deutlich starkere
Nichtlinearitat in der Temperaturentwicklung innerhalb der Schaumschicht ein, die auf eine
hohere thermische Schutzwirkung des Brandschutzsystems hindeutet.

Die Analyse der Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten Schaumschicht bestatigt
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 fir
alle durchgefuihrten Erwarmungsversuche kénnen zusammen mit der Fotodokumentation

dem digitalen Anhang entnommen werden.
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Abbildung 4-39: Innerhalb der expandierten Schaumschicht des wasserbasierten Brand-
schutzsystems gemessene Temperaturentwicklung fiir 10 und 50 K/min fir unterschiedliche
Zeitpunkte (min)

Die fur das wasserbasierte Brandschutzsystem durchgefiihrten Erwarmungsversuche zeigen
insgesamt, dass die Brandschutzbeschichtung sowohl fir die Einheits-Temperaturzeitkurve
als auch fur Aufheizgeschwindigkeiten zwischen 30 und 70 K/min die beste thermische
Schutzwirkung aufweist. Lediglich fir 10 K/min ist eine stérkere Reduktion der thermischen
Leistungsfahigkeit erkennbar. Analysieren lasst sich dies am besten anhand des Vergleichs
der Probentemperaturen mit den Temperaturen von ungeschiitzten Stahlplatten sowie der
Auswertung der Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten Schaumschicht. Die ef-
fektive Warmeleitfahigkeit hat sich dabei als wenig hilfreich bei der Bewertung der Leistungs-

fahigkeit erwiesen.

Losemittelhaltiges reaktives Brandschutzsystem

Fur die Analyse der Leistungsfahigkeit des Idsemittelhaltigen Brandschutzsystems wurden in
Analogie zu der wasserbasierten Brandschutzbeschichtung Erwdrmungsversuche an be-

schichteten Stahlplatten durchgefihrt. Da die Ergebnisse der ungeschitzten Stahlplatten aus
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den zuvor durchgefihrten Untersuchungen tbernommen werden konnten, wurden fir das
|6semittelhaltige Brandschutzsystem neben beschichteten Stahlplatten der Konfiguration B
fur jede Temperaturzeitkurve eine beschichtete Stahlplatte mit der Thermoelementkonfigura-
tion A untersucht. Auf diese Weise sollte Gberprift 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. Fir die Temperatur-
zeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeiten von 10, 30, 50 und 70 K/min sowie die
Einheits-Temperaturzeitkurve wurden damit jeweils drei Versuche durchgefihrt.

Die Bezeichnungen der untersuchten Proben sowie die zugehdrigen Trockenschichtdicken
des lésemittelhaltigen Brandschutzsystems sind in Tabelle 4-6 aufgefuhrt. Die Applikation
der Brandschutzbeschichtung sowie die Messung der Trockenschichtdicke erfolgte analog
zu den oben vorgestellten Untersuchungen. Lediglich die Zieltrockenschichtdicke wurde ab-
weichend zu 400 uym festgelegt. Die Dimensionierung der Trockenschichtdicke erfolgte nach
der nationalen Produktzulassung der l6semittelhaltigen Beschichtung fur eine Feuerwider-
standsdauer von 30 Minuten sowie einem Profilfaktor von 200 m™.

Tabelle 4-6: Bezeichnungen und Trockenschichtdicken (TSD) der mit dem Iésemittelhaltigen
Brandschutzsystem beschichteten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm)

Proben- Heizrate Konfiguration TSD
bezeichnung  [K/min] [-] [um]
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 durchgefuhrten Erwarmungsversuche sind fir das |dsemittelhaltige
Brandschutzsystem in Abbildung 4-40 dokumentiert. Darin sind die gemessenen Stahltempe-
raturen der ungeschitzten und geschitzten Stahlplatten in Abh&ngigkeit der untersuchten
Temperaturzeitkurven dargestellt.
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Abbildung 4-40:Gemessene Temperaturen und berechnete Temperaturunterschiede (AT)
von geschiitzten und ungeschitzten Stahlplatten (100 x 90 x 5 mm) fiur Aufheizgeschwindig-
keiten von 10, 30, 50 und 70 K/min sowie die ETK fiir das I6semittelhaltige reaktive Brand-
schutzsystem
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Abbildung 4-41: Aus den Erwarmungsversuchen berechnete effektive Warmeleitfahigkeit des
|6semittelhaltigen Brandschutzsystems fir 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 Gegenuberstellung der Stahltemperaturen der geschuitzten und ungeschutzten Proben
verdeutlicht in &hnlicher Weise wie beim wasserbasierten Brandschutzsystem die thermische
Schutzwirkung des ldsemittelhaltigen Brandschutzsystems. Mit Einsetzen der Expansion tritt
gegenlber den ungeschiitzten Proben in den geschiitzten Proben eine langsamere Tempe-
raturerh6hung ein. Die Expansion des Brandschutzsystems bewirkt somit eine Erwarmungs-
verzdgerung in den Stahlplatten.

Anhand der Temperaturdifferenz AT l&sst sich erkennen, dass die thermische Schutzwirkung
des losemittelhaltigen Brandschutzsystems fir die Einheits-Temperaturzeitkurve sowie fir
die Temperaturzeitkurven mit konstanten Aufheizgeschwindigkeit von 30, 50 und 70 K/min
am grofdten ist. Fur 10 K/min lasst sich hingegen eine geringere thermische Schutzwirkung
feststellen. Ein ahnliches Verhalten wurde bereits beim wasserbasierten Brandschutzsystem
beobachtet, wenngleich die Schutzwirkung der wasserbasierten Beschichtung insgesamt
hoher ausfallt als die des I6semittelhaltigen Brandschutzsystems.

Hinsichtlich der effektiven Warmeleitfahigkeit verhalt sich das I0semittelhaltige Brand-
schutzsystem analog zu den oben vorgestellten Untersuchungen (vgl. Abbildung 4-41). So
steigt die effektive Warmeleitfahigkeit zundchst mit der Erwarmung der Proben an bis der
Zeitpunkt der effektiven thermischen Schutzwirkung erreicht wird und Warmeleitfahigkeit
sinkt. Die Phase, in der die effektive Warmeleitfahigkeit gering ist, ist besonders fir die Ein-
heits-Temperaturzeitkurve ausgepragt. Zurlckfihren lasst sich dies auf die schnelle thermi-
sche Aktivierung des Brandschutzsystems zu Beginn des Versuchs sowie auf die kontinuier-
liche Abflachung der Brandraumtemperatur, die fiir die Einheits-Temperaturzeitkurve charak-

teristisch ist.
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Abbildung 4-42: Endschichtdicken und Expansionsfaktoren des I6semittelhaltigen Brand-
schutzsystems in Abhangigkeit der Aufheizgeschwindigkeit

Insgesamt lasst sich auch fur das losemittelhaltige Brandschutzsystem das Phé&nomen be-

obachten, dass fir die niedrigeren Aufheizgeschwindigkeiten die geringsten Werte der effek-
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tiven Warmeleitfahigkeit ermittelt werden. Dies stellt gegeniiber den gemessenen Stahlplat-
tentemperaturen einen vermeintlichen Widerspruch dar. Um Fehlinterpretationen bei der
Bewertung der effektiven Warmeleitfahigkeit zu vermeiden, sollte die Auswertung der Ergeb-
nisse stets zusammen mit den gemessenen Stahlplattentemperaturen und der Temperatur-
unterschiede zwischen den geschutzten und ungeschitzten Proben erfolgen.

Zudem ist an dieser Stelle anzumerken, dass die Absolutwerte der effektiven Warmeleitfa-
higkeit im Rahmen der Berechnung stark von der Zeitschrittweite At abhangen. Mit gréReren
Zeitschrittweiten ergeben sich deutlich gréRere Werte fir die effektive Warmeleitfahigkeit bei
gleichbleibendem Verlauf. Ein Vergleich der effektiven Warmeleitfahigkeiten mit Literaturan-
gaben ist daher nur zulassig, wenn die Zeitschrittweite At bekannt ist. Andernfalls darf nur ein
qualitativer Vergleich erfolgen. Im Falle der hier durchgeflihrten Untersuchungen wurde fir
alle Versuche eine Zeitschrittweite At = 5 Sek. gewahlt, sodass die ermittelten Kurven unter
einander auch in Hinblick auf die absoluten Werte der effektiven Warmeleitfahigkeit vergli-

chen werden kdnnen.

50) (55)(60) (65) (70 17,5

12 | (50) (55) (60) (65) (70) 1 | (15) (17.5) (19)
E E
.g. 9 -+ é 9 -
c c
2 XS}
g 6 _ g 6 |
o g
W3 - w3 -

0 H10-S-2 0 H50-S-3

30 400 500 600 700 300 400 500 600 700 800 900

RBS-Temperatur [°C] RBS-Temperatur [°C]

Abbildung 4-43: Innerhalb der expandierten Schaumschicht des l6semittelhaltigen Brand-
schutzsystems gemessene Temperaturentwicklung fir 10 und 50 K/min fur unterschiedliche
Zeitpunkte (min)

Der Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten auf die Ausbildung der Schaumschicht wird fir
das loésemittelhaltige Brandschutzsystem in Abbildung 4-42 dargestellt. Darin ist zu erken-
nen, dass die Endschichtdicken und die damit verbundenen Expansionsfaktoren fir die Auf-
heizgeschwindigkeiten von 10 — 50 K/min stetig zunehmen. Lediglich fir die Proben mit
70 K/min liegen deutlich geringere Endschichtdicken vor. Eine Ursache hierfir konnte in dem
Schrumpfverhalten des Brandschutzsystems liegen, das im Rahmen der digitalen Expansi-
onsanalyse als besonders ausgepragt fur die Aufheizgeschwindigkeit von 70 K/min ermittelt
wurde (vgl. Abbildung 4-34). Somit ist es denkbar, dass die Schaumschichtdicken des lose-
mittelhaltigen Brandschutzsystems bei 70 K/min erst zum Ende des Versuchs einer starke-

ren Reduktion unterlagen und wahrend der Phase der effektiven thermischen Schutzwirkung
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grofRer waren. Da die Messung der Schaumschichtdicke erst am Ende des Versuchs erfolgt,
sind Aussagen hinsichtlich der Schichtdickenentwicklung wéhrend der Versuchsdurchfih-
rung jedoch nicht maglich.

Die in Abbildung 4-43 dargestellten Temperaturentwicklungen innerhalb der expandierten
Schaumschicht verdeutlichen in ahnlicher Weise wie beim wasserbasierten Brandschutzsys-
tem, dass sich der Temperaturgradient innerhalb der Schaumschicht mit zunehmender Auf-
heizgeschwindigkeit starker ausbildet und der Temperaturverlauf entlang der Messstellen
eine deutlich ausgepragtere Nichtlinearitat aufweist als fur geringere Aufheizgeschwindigkei-
ten. Die Analyse der Temperaturentwicklung innerhalb der expandierten Schaumschicht be-
statigt damit die Beobachtungen, dass auch das ldsemittelhaltige Brandschutzsystem bei
hohen Aufheizgeschwindigkeiten eine bessere thermische Schutzwirkung aufweist als bei
geringeren.

Insgesamt lassen die durchgefiihrten Untersuchungen die Schlussfolgerung zu, dass sich
das in Kapitel 4.2.7 vorgestellte Verfahren fur die Durchfiihrung von Erwdrmungsversuchen
an beschichteten Stahlplatten als besonders erkenntnisbringend in Hinblick auf die Bewer-
tung der thermischen Leistungsfahigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen fir 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. Zusatzlich erlauben die Versuchsergebnisse eine
Berechnung der effektiven Warmeleitféahigkeit. Diese ist jedoch fir die Durchfiihrung von
numerischen Simulationen weniger geeignet und sollte daher nur fur qualitative Analysezwe-
cke verwendet werden.

Gegentber den aktuellen Zulassungsprifungen stellt das neuentwickelte Prifverfahren ins-

gesamt eine sinnvolle Erganzung dar.
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4.5.3 Spezifische Warmekapazitat

Die Analyse des Warmespeichervermogens erfolgte fur die beiden untersuchten Brand-
schutzsysteme mithilfe der dynamischen Differenzkalorimetrie (engl. Differential Scanning
Calorimetry (DSC)). Hierzu wurde das Analysegerat NETZSCH STA 409 PC/PG DSC-TGA
verwendet. Da mit diesem Gerét auch eine Thermogravimetrische Analyse (TGA) zur Ermitt-
lung des Massenanderungsverhaltens durchgefihrt werden kann, wurden gekoppelte TGA-
DSC-Analysen durchgefihrt, um den Aufwand der Versuchsdurchfiihrung zu reduzieren.

Als Atmosphéare wurde synthetische Luft (80 % Ar, 20 % O,) gewahlt. Die Probenmassen (in
Pulverform verarbeitet) betrugen fur das wasserbasierte Brandschutzsystem 7,8 — 8,1 mg
und fur das I6semittelhaltige Brandschutzsystem 6,6 — 7,8 mg. In beiden Féallen wurden je
Aufheizgeschwindigkeit zwei Versuche durchgefthrt.

Im Folgenden sind die Ergebnisse flr das gemessene Warmespeichervermégen in Form des
DSC-Signals aufgefiihrt. Das DSC-Signal beschreibt dabei die Warmemenge, die von einem

Milligramm der untersuchten Probe aufgenommen bzw. abgegeben wird.

Wasserbasiertes Brandschutzsystem

Die Ergebnisse der DSC-Analysen fir das wasserbasierte Brandschutzsystem sind in Abbil-
dung 4-44 und Tabelle 4-7 dargestellt. Anders als bei der Expansion, liegt fur das Warme-
speichervermdgen des wasserbasierten Brandschutzsystems eine deutlich starkere Heizra-
tenabhangigkeit zugrunde. Der Schmelzvorgang des Brandschutzsystems sowie der Beginn
der Expansion sind dabei weniger von der Anderung der Aufheizgeschwindigkeiten beein-

flusst als die Phase der effektiven thermischen Schutzwirkung.

RBS-Temperatur [*C] Gekoppelte TGA-DSC-Analyse:
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Abbildung 4-44: Gemessene DSC-Signale als Mal fir das Warmespeichervermégen des
wasserbasierten Brandschutzsystems in Abhangigkeit konstanter Aufheizgeschwindigkeiten
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So setzt der Schmelzvorgang (vgl. Bschmerz in Tabelle 4-7) des Brandschutzsystems bei-
spielsweise fur 5 K/min bei einer RBS-Temperatur von 183 °C ein, wahrend er bei 20 K/min
bei einer Temperatur von 189 °C lokalisiert wird. Die Erhdhung der Aufheizgeschwindigkeit
von 5 auf 20 K/min fuhrt somit lediglich zu einem Temperaturversatz von 6 °C im Schmelz-
vorgang. Ein ahnliches Verhalten lasst sich beim Zeitpunkt der Expansion wiederfinden (vgl.
Tabelle 4-7). Hier betragt der Temperaturversatz (5 K/min: 318 °C und 20 K/min: 326 °C)
zwischen der kleinsten und der grof3ten Aufheizgeschwindigkeit lediglich 8 °C.

Tabelle 4-7: Gemessene DSC-Signale und zugehorige RBS-Temperaturen des wasserba-
sierten Brandschutzsystems in Abhangigkeit der Probenmasse

Proben- Masse Bschmelz Ogeginn  Omax  DSCwmax DSCeoo-c
bezeichnung  [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 -1455 -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 ausgepragter ist der Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten im Bereich nach der
Expansion. Hier liegen die Maximalwerte der DSC-Signale (DSCpya,) mit -6,12, -14,16
und -23,89 mW/mg in deutlich unterschiedlichen GréZenordnungen. Auch der Temperatur-
zeitpunkt (Buax), an dem die maximalen DSC-Signale ermittelt werden, unterliegt einem heiz-
ratenabhangigen Versatz. So betragen die Temperaturen fir 5 K/min 496 bzw. 503 °C, wah-
rend sie fur 20 K/min Werte im Bereich von 585 — 589 °C annehmen.

Insgesamt zeigen die ermittelten DSC-Signale des wasserbasierten Brandschutzsystems
eine deutlich starkere Sensitivitat des Warmespeichervermogens hinsichtlich der Anderung
der Aufheizgeschwindigkeiten als bei der digitalen Expansionsanalyse. In wieweit diese Sen-
sitivitdt einen Einfluss auf die thermische Leistungsfahigkeit des Brandschutzsystems bei

Naturbrandeinwirkungen hat, wird in Kapitel 4.5.5 diskutiert.

Losemittelhaltiges Brandschutzsystem

Im Falle des l6semittelhaltigen Brandschutzsystems lasst sich ein ahnliches Verhalten hin-
sichtlich der Heizratenabhangigkeit wiederfinden, wie beim wasserbasierten Brandschutzsys-
tem. So sind auch hier der Schmelzvorgang des Brandschutzsystems sowie der Beginn der
Expansion weniger von der Anderung der Aufheizgeschwindigkeiten beeinflusst als die Pha-
se der effektiven thermischen Schutzwirkung (vgl. Abbildung 4-45). Wahrend der Schmelz-

vorgang fir 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 unabh&ngig von den Auf-
heizgeschwindigkeiten erfolgt, unterliegt der Beginn der Expansion einem geringfiigigen
Temperaturversatz. So setzt die abrupte Zunahme des DSC-Signals fur 10 K/min bei Tem-
peraturen von 333 — 334 °C ein, wahrend sie fur 50 K/min bei 343 — 346 °C erfolgt (vgl. Ta-
belle 4-8).

RBS-Temperatur [°C] Gekoppelte TGA-DSC-Analyse:
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Abbildung 4-45: Gemessene DSC-Signale als MalR fur das Warmespeichervermégen des
I6semittelhaltigen Brandschutzsystems in Abhangigkeit konstanter Aufheizgeschwindigkeiten
in der Aufheiz- und Abklhlphase

Der Maximalwert des DSC-Signals wird von allen Proben bei ca. 600 °C erreicht und betragt
-15,02, -28,43 und -45,89 mW/mg fir 10, 30 und 50 K/min. Da die DSC-Analyse nur bis
600 °C erfolgte, kbnnen gréRere DSC-Signale in htéheren Temperaturbereichen nicht ganz
ausgeschlossen werden. Dennoch &uRert sich der Einfluss der Aufheizgeschwindigkeiten in
Analogie zu dem wasserbasierten Brandschutzsystem besonders deutlich im Bereich nach
der Expansion. Das Warmespeichervermoégen des l6semittelhaltigen Brandschutzsystems ist
dabei geringfiigig groer als beim wasserbasierten Brandschutzsystem, da bei 600 °C gro-
Bere DSC-Signale gemessen werden (vgl. Tabelle 4-7 und Tabelle 4-8).

Tabelle 4-8: Gemessene DSC-Signale und zugehorige RBS-Temperaturen des l6semittelhal-
tigen Brandschutzsystems in Abhangigkeit der Probenmasse

Proben- Masse Oschmelz Ogeginn  Omax  DSCumax DSCeoo-c
bezeichnung  [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 -4589 -45,79
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Zusatzlich zu der Erwarmungsphase wurde im Falle des losemittelhaltigen Brandschutzsys-
tems das Warmespeichervermdgen auch in der Abkihlphase untersucht. Hierfir wurden die
Proben nach dem Erreichen einer Temperatur von 600 °C einer naturlichen Abkuihlung un-
terzogen. Kurz nach dem Einsetzen der Abkihlphase andern sich die DSC-Signale und
nehmen positive Werte an (vgl. Abbildung 4-45). Dies deutet daraufhin, dass dem Brand-
schutzsystem in der Abkuhlphase Warmeenergie entzogen und nicht wie in der Aufheizpha-
se in die Probe eingetragen wird. Somit kiihlt sich das Brandschutzsystem gegentiber dem
umgebenden Medium langsamer ab, was aufgrund der porenartigen Struktur und der daraus
resultierenden geringen Warmeleitfahigkeit plausibel erscheint.

Somit weist das untersuchte l6semittelhaltige Brandschutzsystem ein irreversibles Verhalten
hinsichtlich des Warmespeichervermégens auf. Im Falle von Naturbrandeinwirkungen muss
daher nicht nur berlcksichtigt werden, dass das Warmespeichervermégen des Brand-
schutzsystems von den Aufheizgeschwindigkeiten abhangt, sondern auch in der Abkihlpha-

se ein deutlich anderes Verhalten aufweist.

4.5.4 Massenanderungsverhalten

Die Ermittlung des Massendnderungsverhaltens der beiden untersuchten Brandschutzsys-
teme erfolgte zusammen mit den oben vorgestellten Untersuchungen des Warmespeicher-
vermdgens innerhalb einer gekoppelten TGA-DSC-Analyse. Hierzu wurde das Analysegerat
NETZSCH STA 409 PC/PG DSC-TGA verwendet. Als Atmosphare wurde synthetische Luft
(80 % Ar, 20 % O,) zugrunde gelegt. Die Probenmassen wurden bereits in Kapitel 4.5.3 do-
kumentiert und kdnnen zusétzlich Tabelle 4-9 und Tabelle 4-10 entnommen werden.

Fur das wasserbasierte und das l6semittelhaltige Brandschutzsystem wurden je Aufheizge-
schwindigkeit zwei Versuche durchgefiihrt. Im Folgenden sind die Ergebnisse des Massen-

anderungsverhaltens in Diagramm- sowie Tabellenform dargestellt.

Wasserbasiertes Brandschutzsystem

Die temperaturinduzierte Massenanderung des wasserbasierten Brandschutzsystems erfolgt
in mehreren Stufen. Eingeleitet wird der Massenverlust durch die Freisetzung von H,O sowie
durch den daran anschlieBenden Schmelzvorgang des Brandschutzsystems. Die grofdte
Massenanderung 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 sé&mtliche organischen Be-
standteile thermisch umgesetzt sind, stellt sich eine Massenkonstanz ein. Als Ruckstand
bleibt ein anorganisches Grundgerust Ubrig. Im Falle des wasserbasierten Brandschutzsys-

tems betréagt die Restmasse des anorganischen Riickstandes bei 1000 °C ca. 27 — 30 %.
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Abbildung 4-46: Massenanderungsverhalten des wasserbasierten Brandschutzsystems bei
konstanten Aufheizgeschwindigkeiten in der Aufheiz- und Abkihlphase

Im Vergleich zum Warmespeichervermdgen weist das Massenanderungsverhalten des was-
serbasierten Brandschutzsystems eine deutlich geringere Sensitivitdt gegenltber den Auf-
heizgeschwindigkeiten auf. Dennoch lasst sich sowohl an den Massendnderungskurven in
Abbildung 4-46 als auch anhand der zugehoérigen Restmassen in Tabelle 4-9 erkennen, dass
das wasserbasierte Brandschutzsystem bei geringen Aufheizgeschwindigkeiten einer stéarke-
ren thermischen Umsetzung unterliegt. So betrégt die Probenmasse bei 200 °C fur 5 K/min
95,1 - 96,5 %, wahrend sie fur 20 K/min bei 97,6 — 98,2 % liegt. Auch mit zunehmender Pro-
bentemperatur, &ndert sich diese Tendenz nicht, sodass auch bei 600 °C die Restmassen
bei 5 K/min geringer ausfallen als bei den héheren Aufheizgeschwindigkeiten (vgl. Tabelle
4-9).

Tabelle 4-9: Gemessene Massenanderung des wasserbasierten Brandschutzsystems

Proben- Masse Mapoec Mzoosc Magoec Msooec Meoo - c
bezeichnung  [mg]  [%] %]  [%] [%]  [%]

DSC-5-Wa-1 6,6 96,5 84,2 589 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 57,3 505 39,7
DSC-10-Wa-2 8,0 96,0 84,9 574 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 59,1 525 46,0

Dieses Verhalten lasst sich mithilfe der thermischen Tragheit des Brandschutzsystems erkla-
ren. Wird das Brandschutzsystem mit einer hohen Aufheizgeschwindigkeit erwarmt, hat es
weniger Zeit die Temperatur des umgebenden Mediums anzunehmen. Verstarkt wird dieser

Effekt durch die Beschaffenheit der expandierten Schaumschicht und ihrer geringen Warme-
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leitfahigkeit, die die Temperaturaufnahme zusatzlich erschwert. Aus diesem Grund sind die
Unterschiede im Massenanderungsverhalten besonders im Temperaturbereich zwischen
500 und 900 °C fur die unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten am grof3ten. Hier kommt
der Einfluss der geringen Warmeleitfahigkeit der geschlossenporigen Schaumschicht beson-
ders deutlich zum Tragen.

Insgesamt lasst sich anhand der durchgefiihrten TGA-Analyse feststellen, dass das wasser-
basierte Brandschutzsystem einem starken Massenverlust unterliegt, wenn es einer thermi-
schen Einwirkung unterzogen wird. Die Massenanderung erfolgt dabei am schnellsten, wenn

die Proben mit einer geringen Aufheizgeschwindigkeit erwarmt werden.

Losemittelhaltiges Brandschutzsystem

Auch im Falle des l6semittelhaltigen Brandschutzsystems erfolgt die Massenanderung in
mehreren Stufen. Anders als beim wasserbasierten Brandschutzsystems wird der Massen-
verlust des l6semittelhaltigen Brandschutzsystems jedoch erst bei htheren Temperaturen
eingeleitet. Bei 200 °C ist die Masse des reaktiven Brandschutzsystems mit 99,2 — 99,8 %
nahezu unverandert (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).
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Abbildung 4-47: Massenanderungsverhalten des |6semittelhaltigen Brandschutzsystems bei
konstanten Aufheizgeschwindigkeiten in der Aufheiz- und Abkihlphase

Ahnlich wie bei der wasserbasierten Brandschutzbeschichtung reagiert das I6semittelhaltige
Brandschutzsystem im Vergleich zu den durchgefiihrten DSC-Analysen weniger sensitiv auf
die unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten, obwohl diese mit 10, 30 und 50 K/min deut-
lich héher sind als in den oben vorgestellten Untersuchungen. Dennoch lasst sich auch hier
eine geringe Heizratenabh&ngigkeit fur das Massenanderungsverhalten feststellen. So fihrt

die Erwarmung der Proben mit einer geringen Aufheizgeschwindigkeit zu einem schnelleren



166 Experimentelle Bestimmung thermischer Materialkennwerte

Massenverlust als mit héheren Aufheizgeschwindigkeiten. Dies wird vor allem bei einer RBS-
Temperatur von 300 °C deutlich. Wahrend die Restmasse der Proben mit eine Aufheizge-
schwindigkeit von 10 K/min 88,2 — 88,7 % betragt, liegt diese im Falle von 50 K/min bei
92,7 — 93,4 %. Der Grund fur dieses Verhalten liegt, wie bereits oben erklart. in der thermi-
schen Tragheit des Brandschutzsystems, das durch die geringe Warmeleitfahigkeit der ex-
pandierten Schaumschicht hervorgerufen wird.

Im Vergleich zum wasserbasierten Brandschutzsystem ist die |6semittelhaltige Brandschutz-
beschichtung etwas thermisch stabiler. Mit 44,8 — 48,6 % ist die Restmasse des losemittel-
haltigen Brandschutzsystems bei 600 °C vergleichsweise groR3er als die 39,7 — 41,2 % der
wasserbasierten Brandschutzbeschichtung bei einer Aufheizgeschwindigkeit von 10 K/min
(vgl. Tabelle 4-10).

Tabelle 4-10: Gemessene Massendnderung des lésemittelhaltigen Brandschutzsystems

Proben- Masse Mapoec  Mazgoec Magoec Msooec Meoo - c
bezeichnung  [mg]  [%] %]  [%]  [%]  [%]
DSC-10-Loe-1 5,9 99,8 88,7 624 516 48,6
DSC-10-Loe-2 6,6 99,6 88,2 60,2 505 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 92,6 669 515 48,0
DSC-50-Loe-1 7,7 99,2 92,7 64,0 50,0 44,0
DSC-50-Loe-2 7,9 99,2 934 650 51,2 46,9

Zusatzlich zu der Erwarmungsphase wurde das losemittelhaltige Brandschutzsystem einer
naturlichen Abkuhlphase nach dem Erreichen einer RBS-Temperatur von 300 °C unterzo-
gen. Wie den Massenénderungskurven aus Abbildung 4-47 entnommen werden kann, findet
in der Abkihlphase keine weitere Massenanderung statt. Dies stimmt mit der Hypothese
Uberein, dass die temperaturabhéngigen Reaktionen innerhalb des reaktiven Brand-
schutzsystems stagnieren, sobald die Energiezufuhr unterbunden ist.

Somit ist die wesentliche Erkenntnis der durchgefiihrten TGA-Analysen, dass das untersuch-
te Brandschutzsystem in der Abkiihlphase keiner Massenanderung unterliegt. Die Feststel-
lung aus den zuvor durchgeflihrten Untersuchungen, dass der Massenverlust am schnellsten
fur geringere Aufheizgeschwindigkeit erfolgt, wird auch im Falle des l|dsemittelhaltigen

Brandschutzsystems bestatigt.

4.5.5 Diskussion und Bewertung der Ergebnisse

Im Rahmen der experimentellen Untersuchungen wurden ein wasserbasiertes und ein Iose-

mittelhaltiges Brandschutzsystem einer systematischen Analyse des thermischen Verhaltens
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bei unterschiedlichen Temperatureinwirkungen unterzogen. Fur beide Produkte existiert in
Deutschland ein gultiger Verwendbarkeitsnachweis, sodass die Produkte erfolgreich die der-
zeitigen nationalen Zulassungsprifungen bestanden haben.

Die digitale Expansionsanalyse hat ergeben, dass das wasserbasierte Brandschutzsystem
weniger sensitiv auf die Anderung der Aufheizgeschwindigkeiten in Hinblick auf das Expan-
sionsverhalten reagiert als das losemittelhaltige Brandschutzsystem. Dies wird durch die
Untersuchungen von Tabeling [122] bestétigt. Dennoch fiihrt die Steigerung der Aufheizge-
schwindigkeiten bei beiden Brandschutzsystemen zu einer Erhéhung der Expansionsfakto-
ren, die sich gegenlber niedrigeren Aufheizgeschwindigkeiten bei hoéheren RBS-
Temperaturen einstellen. Im Vergleich zur Einheits-Temperaturzeitkurve werden fir Tempe-
raturzeitkurven ab einer konstanter Aufheizgeschwindigkeit von 30 K/min kleinere Expansi-
onsfaktoren erreicht. Das Schrumpfverhalten der beiden Brandschutzsysteme ist hingegen
bei konstanten Aufheizgeschwindigkeiten ausgepragter 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 Leistungsfahigkeit reaktiver Brandschutzsysteme bei Naturbranden dar.

Das Expansionsverhalten der beiden Brandschutzsysteme in der Abkihlphase wurde auf-
grund des geringen Projektumfangs nicht untersucht. Dies sollte jedoch nach Méglichkeit
nach dem Schema aus Abbildung 4-10 erfolgen. Es ist davon auszugehen, dass die Abkuhl-
phase in erster Linie einen Einfluss auf das Schrumpfverhalten der Brandschutzsysteme hat.
Das Verfahren der digitalen Expansionsanalyse hat sich bei den durchgefuhrten Untersu-
chungen als sehr erkenntnisbringend erwiesen. Zwar ist sowohl bei der Versuchsdurchfiih-
rung als auch bei der Auswertung der Ergebnisse eine grol3e Sorgfalt geboten, jedoch eignet
sich das Verfahren sehr gut, um das Expansionsverhalten reaktiver Brandschutzsysteme in
Hinblick auf die Heizratenabhangigkeit zu untersuchen.

Das Warmespeichervermégen der beiden untersuchten Brandschutzsysteme weist gegen-
Uber dem Expansionsverhalten eine noch gré3ere Sensitivitat hinsichtlich der Aufheizge-
schwindigkeiten auf. Mit zunehmender Aufheizgeschwindigkeit nimmt das Warmespeicher-
vermdégen stark zu. Trotz der Tatsache, dass die beiden Brandschutzsysteme ein unter-
schiedliches Expansionsverhalten aufweisen, ist das Warmespeichervermdgen der beiden
Produkte nahezu gleich. Eine mdgliche Erklarung hierfir ist in den Probengré3en zu suchen.
Anders als bei der digitalen Expansionsanalyse, wurden die DSC-Analysen fur die Ermittlung
des Warmespeichervermdgens an Kleinstproben durchgefihrt.

Eine weitere wichtige Erkenntnis in Bezug auf das thermische Verhalten von reaktiven
Brandschutzsystemen ist, dass das Warmespeichervermdgen irreversibel ist und in der Ab-

kihlphase 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 Warmespeichervermogens auf die thermische Schutzwirkung vernachlas-
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 fir den Verstand-
nisgewinn hinsichtlich des Reaktionsverhaltens der reaktiven Brandschutzsysteme in Ab-
hangigkeit der unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten.

Mithilfe der TGA-Analysen konnte das stark temperaturabhéngige Massenanderungsverhal-
ten der beiden untersuchten Brandschutzsysteme quantifiziert werden. Zwar haben die Auf-
heizgeschwindigkeiten vergleichsweise einen geringeren Einfluss auf die Massenanderung,
vor allem geringere Aufheizgeschwindigkeiten fihren jedoch zu einem schnelleren Massen-
verlust. Als mdgliche Ursache wurde hierfur die thermische Tragheit identifiziert, die sich vor
allem bei héheren Aufheizgeschwindigkeiten bemerkbar macht.

In den Abkuhlphasen findet keine weitere Massendnderung statt. In Hinblick auf das thermi-
sche Verhalten bei Naturbrdnden kann daher die Masse bzw. die Rohdichte der Brand-
schutzsysteme in den Abkihlphasen als konstant angenommen werden.

Insgesamt stellt die TGA-Analyse ein probates Priifverfahren dar, um das Massenande-
rungsverhalten von reaktiven Brandschutzsystemen bei variierenden Aufheiz- und Abkuhlge-
schwindigkeiten zu untersuchen. Die Anwendung des Verfahrens bedarf jedoch einer grof3en
Expertise und sollte stets von einem geschulten Personal durchgefiihrt werden. Nach Mo6g-
lichkeit sollte die Analyse des Massenanderungsverhalten und des Warmespeichervermo-
gens in einer simultanen TGA-DSC-Analyse erfolgen. Hierdurch wird zum einen der Aufwand
fur die Versuchsdurchfihrung reduziert. Zum anderen wird damit die Mdglichkeit er¢ffnet,
direkte Bezilige zwischen den Analysen herzustellen.

Fur die Bewertung der thermischen Leistungsfahigkeit der beiden untersuchten Brand-
schutzsysteme wurden Erwarmungsversuche an beschichteten Stahlplatten durchgefunhrt.
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 l6semittelhaltige Brandschutzsystem weisen vor
allem fir die Einheits-Temperaturzeitkurve und die Temperaturzeitkurven mit hohen konstan-
ten Aufheizgeschwindigkeiten eine sehr gute thermische Schutzwirkung auf. Fir geringe
Aufheizgeschwindigkeiten liegt hingegen eine geringere thermische Leistungsfahigkeit der
Brandschutzsysteme vor, die sich in geringeren Schaumschichtdicken, héheren 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 Mdglichkeit dar die ther-
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mische Leistungsfahigkeit von reaktiven Brandschutzsystemen fur Temperatureinwirkungen
mit variierenden Aufheizgeschwindigkeiten zu bewerten. Lediglich die Analyse der effektiven
Warmeleitfahigkeit hat sich bei der Bewertung der Leistungsfahigkeit der reaktiven Brand-
schutzsysteme als wenig aussagekraftig erwiesen.

4.6 Zusammenfassung

Unter Anwendung der vorgestellten thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren konn-
ten die temperaturabhéngigen Materialeigenschaften sowohl fir die Aufheizphase als auch
die Abkuhlphase ermittelt werden. Fir die untersuchten Brandschutzplatten und Brand-
schutzputze sind die temperaturabhéangige Warmeleitfahigkeit, die spezifische Warmekapazi-
tat sowie die Rohdichte ermittelt worden. Fir die reaktiven Brandschutzsysteme ist zusatz-
lich das Expansionsverhalten im Labormalistab 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 Abkihlphase. Der Ein-
fluss von unterschiedlichen Aufheiz- und Abkuhlraten hat dabei ergeben, dass mit geringeren
Aufheizraten frihzeitiger temperaturbedingte Reaktionen im Brandschutzmaterial erfasst
werden. Die Veranderung der Aufheizrate hat auf die thermischen Materialkennwerte einen
groReren Einfluss als die Abkuhlraten. Infolge einer steigenden Temperaturbeanspruchung
(Aufheizphase) wurden in den untersuchten Brandschutzmaterialien Reaktionen erfasst, die
in der anschlieRenden Abkihlphase zu konstanten oder nur geringen Verdnderungen der
Kurvenverlaufe der thermischen Messwerte fihren. Eine temperaturunabhangige Formulie-
rung, die in der DIN EN 1993-1-2/NA fir gipshaltige Brandschutzplatten sowie fir Brand-
schutzputze bereitgestellt wird, werden den temperaturabhangigen Messergebnissen nicht
gerecht. Die Plausibilitdit der Messergebnisse konnte anhand der Datenbasis aus Kapitel 2
Uberprift werden. Die bis dato lickenhafte Kenntnis tber das thermische Materialverhalten
in der Abkuhlphase kann anhand der Messergebnisse fur die untersuchten Brandschutzma-
terialien entgegen gewirkt werden.

Aus den experimentellen Versuchsdaten im LabormaRstab soll die Ableitung der thermi-
schen Materialkennwerte der betrachten Bekleidungsmaterialien unter Naturbrandbeanspru-
chung erfolgen. Fir die Absicherung der im LabormalR3stab ermittelten thermischen Material-
kennwerte und Erforschung moglicher Maldstabseffekte wurde ein GroRR3brandversuch im
Realmal3stab durchgefiihrt. Eine Bewertung der verwendeten, thermoanalytische Messme-

thoden und Verfahren erfolgt in Kapitel 7.
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5 GroRmafstabliche Experimentelle Untersuchun-
gen

5.1 Einleitung

Im Rahmen des Forschungsvorhabens wurde ein GrofRbrandversuch an geschitzten Stahl-
bauteilen am Institut fir Baustoffe, Massivbau und Brandschutz (iBMB) im November 2017
durchgefihrt. Ziel des GroRRbrandversuches 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 kdnnen. Zusatzlich sollten MaRRstabeffekte
im Grobrandversuch ermittelt und die thermischen Materialkennwerte, die in den experimen-
tellen Vorversuchen im LabormalRstab ermittelt worden sind, im Realmalfistab Uberpruft wer-
den. Insbesondere die Schutzwirkung der untersuchten Bekleidungsmaterialen konnte im
realen Mal3stab unter Naturbrandbeanspruchung und unter zusétzlicher mechanischer Last
bestimmt werden. In Anlehnung an die Prufnormen DIN EN 1363-1(2012) [3], DIN EN
13381-4 (2013) [15] und DIN EN 13381-8 (2013) [16] sind die Prifkriterien und Randbedin-
gungen des Versuchs festgelegt worden. Entgegen den Normprifungen ist als Brandbean-
spruchung eine Naturbrandkurve mit dem charakteristischen Verlauf einer Aufheizphase,
einer Vollbrandphase sowie einer Abkuhlphase verwendet worden. Die verwendete Natur-
brandkurve wurde unter Anwendung der Ingenieurmethoden in AP 1 ermittelt. Bei dem
Grol3brandversuch handelte es sich somit nicht um eine Brandprufung zur Ermittlung der
Feuerwiderstandsdauer. Der GroBbrandversuch sollte als Grundlage fiir die Bewertung der
Schutzwirkung der betrachteten Bekleidungsmaterialien flir geschiitzte Stahlbauteilen unter
Naturbrandbeanspruchungen dienen. Der Versuchsaufbau wurde im Vorfeld dem projektbe-
gleitenden Ausschuss vorgestellt und festgelegt. Fir den Versuch ist der Deckenprifstand
Kammer 20 (Loreley) des iBMBs verwendet worden. Die Aufbauarbeiten und die Durchfiih-
rung des GroRRbrandversuchs wurden in Zusammenarbeit der beteiligten Forschungseinrich-

tungen und der Materialprifanstalt Braunschweig durchgeftihrt.

Im Folgenden werden die Versuchskorper des GroR3brandbrandversuches sowie die Brand-
schutzplatten beschreiben. Im Anschluss wird der Versuchsaufbau dargestellt, wobei auf die
Lagerung und Position der Versuchskdrper eingegangen wird. Zusétzlich wird die Stabilisie-
rungskonstruktion, die eigens fir den Grol3brandversuch bemessen und erstellt wurde, be-
schrieben. Die verwendete Messtechnik zur Aufnahme der Bauteiltemperaturen und zur Ver-

formungsmessung wird ebenfalls erlautert. Die Versuchsdurchfiihrung des Grof3brandversu-
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ches wird beschrieben, indem auf die Belastung und die gewahlte Naturbrandkurve einge-
gangen wird. Abschlielend werden die Ergebnisse des GrofRbrandversuches hinsichtlich der
Bauteiltemperaturen und der thermischen Schutzwirkung vorgestellt. Insbesondere die Riss-
bildung und Fugenbildung sowie das Aufschdumverhalten werden dabei thematisiert und
anhand der Versuchsergebnisse diskutiert.

5.2 Versuchskorper und Brandschutzbekleidung

Im Grof3brandversuch sind drei belastete Stahltrager, ein unbelasteter Tragerabschnitt und
funf unbelastete Stitzenabschnitte mit gleichem Stahlprofil mit unterschiedlichen Beklei-
dungsmaterialien versehen worden. Die Versuchskorper des GroRRbrandversuches sind in
Tabelle 5-1 aufgeflihrt. Als Stahlprofil wurde fir alle Versuchskérper einheitlich ein HEA 240
gewahlt. Fur vierseitige Brandbeanspruchung weist das Stahlprofil einen A /V-Wert von
178 [m™] (profifolgende Brandschutzmaterialien) und 122 [m™] (kastenférmige Brand-
schutzmaterialien). Fir eine dreiseitige Brandbeanspruchung weist das Stahlprofil einen
A,V - Wert von 147 [m™] (profilfolgende Brandschutzmaterialien) und 91 [m™] (kastenférmige

Brandschutzmaterialien) auf.

Die untersuchten Bekleidungsmaterialien im GroRRbrandversuch beschrankten sich auf die
untersuchten Brandschutzplattenbekleidung, den perlithaltigen Brandschutzputz und das
wasserbasierte reaktive Brandschutzsystem, fir die in den experimentellen Laborversuchen
bereits die thermischen Materialkennwerte ermittelt worden sind. Die Wahl der Bekleidungs-
dicken der Bekleidungsmaterialien erfolgte anhand des Profilfaktors (Ay/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 gemaf3 einer
ETK-Brandbeanspruchung fur eine Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten ausgelegt. Es ist
jedoch ausdriicklich darauf hinzuweisen, dass der Grof3brandversuch unter Anwendung ei-
ner Naturbrandkurve durchgefiihrt wurde und damit keine Prifung zur Ermittlung der Feuer-

widerstanddauer darstellt.
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Tabelle 5-1: Versuchskorper mit Bekleidungsmaterialien des Grof3brandversuches

Probekdorper Stahl-  Bekleidung Dicke Mechani- Lange Beflam-
profil sche bzw. mung
Belas- Hohe
tung
Stahltrager 1 HEA Gipskartonfeuer- 15mm 30% 490m dreiseitig
240 schutzplatte, einlagig, Mpi,Rd kalt
kastenformig
Stahltrager 2 HEA Perlithaltiger Brand- 15mm, 60% 490 m dreiseitig
240 schutzputz, Mpi,Rd kalt
profilfolgend
Stahltrager 3 HEA Reaktives Brand- 365 um 60% 490 m dreiseitig
240 schutzsystem, Mpi,Rd kalt
profilfolgend
Trager- HEA Reaktives Brand- 350 um - 1,00 m dreiseitig
abschnitt 1 240 schutzsystem,
profilfolgend
Stutzen- HEA Gipskartonfeuer- 15 mm - 1,00 m vierseitig
abschnitt 1 240 schutzplatte, einlagig,
kastenformig
Stitzen- HEA Calciumsilicatplatten, 20 mm - 1,00 m vierseitig
abschnitt 2 240 einlagig, kastenformig
Stutzen- HEA Gipsfaserplatten, ein- 15 mm - 1,00 m vierseitig
abschnitt 3 240 lagig, kastenformig
Stitzen- HEA Reaktives Brand- 360 ym - 1,00 m  vierseitig
abschnitt 4 240 schutzsystem,
profilfolgend
Stitzen- HEA Perlithaltiger Brand- 15 mm - 1,00 m vierseitig
abschnitt 5 240 schutzputz,

profilfolgend

Um den Einfluss natirlicher Brandszenarien unter gleichzeitiger mechanischer Belastung auf
die thermische Schutzwirkung der betrachten Brandschutzmaterialien zu untersuchen, wur-
den im Grol3brandversuch drei belastet Stahltrager getestet. Als Versuchskoérper wurden drei
identisch aufgebaute I-Profiltrager als Einfeldtrdger mit einer Lange von 4,90 m ausgefihrt.
Das Loslager der Versuchskérper 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 wéahrend des
Versuchsaufbaus durch Panzertap in ihrer Lage gehalten. Die Versuchskdrper kénnten sich
somit in positive und negative Langsrichtung der Versuchskérperachse ungehindert ausdeh-
nen. Zur Absicherung, dass die Versuchskorper bei einer erhéhten 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
(Ofenwanderhdhung) befestigt wurden.

An den Probekérpern wurden im Bereich der Auflager Verbreiterungen des Unterflansches
angeschweil3t, die wiederum mit Aussteifungsblechen am Steg versehen worden sind. Zur
zusatzlichen Torsionssteifigkeit wurden die Stegaussteifungen dabei trapezférmig ausgebil-
det.

Gewindestangen M12 (250 mm)zur Lagesicherung der Ofenabdeckung
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Abbildung 5-1: Systemskizze von Ansicht und Draufsicht der belasteten Versuchskorper
(dreifache Ausfiihrung)

Zusétzlich wiesen die belasteten Stahltrdger in den dritten Punkten der Lange zwei Belas-
tungspunkte auf, die mit einer konstanten Presskraft wahrend des Grol3brandversuches be-

lastet wurden (Vier-Punkt-Biegeversuch). Zur Lasteileitung sind in den Drittelspunkten der
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Versuchskdrperlange je Probekdrper zwei Lasteinleitungsstempel, ebenfalls HEA 240 Profi-
le, mit einer Hohe 190 mm angeordnet worden. Der Probekdrper wurden in den Drittelspunk-
ten unterhalb der Lasteinleitungspunkte mit Stegaussteifungen (Blechdicke 10 mm) verse-
hen, um eine gewisse Steifigkeit aufzuweisen. Die Lasteinleitungsstempel wurden tber vier
hochfeste Gewindeschrauben mit Laststempelverlangerungen verbunden. Die Verlangerun-
gen der Laststempel wiesen insgesamt eine Hohe von 530 mm auf. Sie wurden aus einem
HEA 140 Profil und zwei aufgeschweif3ten Blechen mit den Abmessungen 260x260x20 mm
ausgefihrt, die eine kraftschliissige Verbindung mit den PressenfiiRen der verwendeten Be-
lastungseinrichtung eingehen konnten.

Zusatzlich wurden an den belasteten Versuchskérpern Gewindestangen M12 (Hohe 250
mm) aufgeschweil3t, an denen Porenbetondeckenplatten befestigt wurden. Die Befestigung
der Porenbetondeckenplatten diente zur Gewabhrleistung der Ofenabdeckung Uber die ge-
samte Versuchsdauer sowie zur Sicherstellung des Schutzes der brandabgewandten Seite
des Versuchskoérpers auch bei last-/temperaturbedingter Durchbiegung des Versuchskor-
pers. In Anlehnung an die DIN EN 13381-4 (2013) [15] wurden die Porenbetonabdeckplatten
mit je zwei Gewindestangen M12 samt Unterlegscheiben und Sechskantmuttern (Gute 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 Auflagerflache wurden an den Ausschnitten der Lasteinleitungspunkte zusatzliche
Bewehrungseisen mit einer Lange von 500 mm positioniert, die durch Vermiculitabdeckun-
gen vor einer direkten Beflammung im Brandraum geschiitzt wurden. Zwischen den Proben-
betondeckenplatten sind Steinwollematten (Dicke 20 mm) genagelt worden, um einen War-
me- und Rauchaustritt aus den Fugen zu vermeiden. Ebenso sind Uber die Versuchskorper-
lange zum Schutz der brandabgewandten Seite Steinwollematten (Dicke 20 mm) aufge-
bracht worden.

Fur die belasteten Versuchskoérper wurde ein Stahltrager kastenférmig, dreiseitig mit Gips-
kartonfeuerschutzplatte (1-lagig, Dicke 15 mm), ein zweiter Stahltrager profilfolgend, dreisei-
tig mit Brandschutzputz (Dicke 15 mm) und ein dritter Stahltrager mit einem wasserbasierten
reaktiven Brandschutzsystem (Trockenschichtdicke: 365 um) ebenfalls dreiseitig und profil-
folgend versehen. Die belasteten, geschiitzten Stahltrager wurden in Versuchskérperlangs-
achse in sieben Ebenen mit Thermoelementen Typ K (Nickel-Chrom-Nickel) versehen, die
im Hochtemperaturbereich bis 1.250 °C die Bauteiltemperaturen bestimmen kdnnen. Die
Positionierung der Thermoelemente alternierte, damit eine Aussage Uber die Temperaturver-
teilung Uber die gesamte Tragerldange erfolgen konnte. Die belasteten Stahltrdger wurden

identisch mit Thermoelementen versehen, wobei bei der kastenféormigen Gipskartonfeuer-
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schutzplattenbekleidung zusatzliche Thermoelemente im Hohlraum zwischen Steg und Be-
kleidung und auf der Oberflache der Plattenbekleidung aufgebracht wurden.

P A BB P D PE PBF PG

Abbildung 5-2: Position der Thermoelemente Uber die Versuchskdrperlange der belasteten
und geschiitzten Stahltrager

Als Referenzkdrper wurde ein unbelasteter I-Profiltrager (HEA 240) mit einer Lange von
1000 mm verwendet. Der Versuchskorper wurde mit einem wasserbasierten reaktivem

Brandschutzsystem mit einer Trockenschichtdicke von ca. 350 ym beschichtet.

Plattenthermo- 3 a Vermiculite- TE-Position:
element B platte” Y
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Abbildung 5-3: Unbelasteter Tragerabschnitt mit einem wasserbasierten reaktivem Brand-
schutzsystem (Trockenschichtdicke: 350 yum, Lange L = 1000 mm)

Um eine dreiseitige Brandbeanspruchung zu gewahrleisten, wurde der Versuchskdrper unter
der Brandofendecke angeordnet, die aus Deckplatten aus Porenbeton bestand. Die freien
Enden der Prufkorper wurden mit 50 mm dicken Dammplatten aus Vermiculit abgedeckt. Die
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Temperatur der Probekdrper wurde mit Thermoelementen Typ K gemessen, die durch An-
schweil3en 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 fir eine vier-
seitige Naturbrandbeanspruchung zu ermitteln, wurden bekleidete Stiitzenabschnitte (Profil
HEA 240) im GroR3brandversuch untersucht. Die Stutzenabschnitte wurden als 1 m Hbéhe
Versuchskdrper auf dem Boden des Brandofens platziert, so dass eine vierseitige Brandbe-
anspruchung gewahrleistet wurde. Die Stltzenstummel wurden zwischen den Brennerach-
sen aufgestellt, um eine direkte Beflammung zu vermeiden. Zusatzlich wurde ausreichend
Abstand zwischen den Stahlstiitzenabschnitten sowie den belasteten Stahltréagern eingehal-
ten, damit sich homogene Temperaturverhaltnisse im Brandraum einstellen kénnten und
Strahlungseffekte minimiert wurden. Im Brandraum wurden flnf unbelastete Stahlstiitzenab-

schnitte positioniert und jeweils mit den folgenden Brandschutzmaterialien ausgestattet:

Gipskartonfeuerschutzplatte 15 mm, 1-lagig kastenférmig
e Gipsfaserplatte 15 mm; 1-lagig kastenformig

e Calciumsilikatplatte 20 mm, 1-lagig kastenformig

e Brandschutzputz 15 mm, profilfolgend

¢ Reaktives Brandschutzsystem 350 um; profilfolgend

Die Stahlstiitzenabschnitte sind auf eine 20 mm dicken Steinwollematte gestellt worden (die
mit Brandschutzputz versehen worden sind), um einen Warmeeintrag tber den Brandraum-
boden zu vermeiden. Um auch den Warmeeintrag Uber die Oberseite der Stahlstiitzenab-
schnitte auf ein Minimum zu reduzieren, sind Deckel aus Vermiculit mit einer Starke von
20 mm angefertigt und ebenfalls mit Steinwolle (Dicke 20 mm) ausgekleidet worden. Zur
Aufnahme der Stahltemperaturen wurden Thermoelemente Typ K durch Anschweil3en auf
die Flansche und den Steg aufgebracht. Zur Aufnahme der Temperaturen an den Brand-
schutzplattenbekleidungen sind zusatzlich Thermoelemente im Hohlraum und auf der Ober-
flache der Brandschutzplatten angebracht worden. Die Abmessungen der unbelasteten Stit-
zenabschnitte sowie die Position der Thermoelemente zeigen die folgenden Abbildungen.
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Abbildung 5-4: (a) Kastenférmig bekleideter Stahlstiitzenabschnitt mit 1 Lage 15 mm Gips-
kartonfeuerschutzplatte samt (b) Versuchskdrperabmessungen und (c) Position der Thermo-
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Abbildung 5-5: Kastenférmig bekleideter Stahlstiitzenabschnitt mit 1 Lage 15 mm Gipsfaser-
platte samt (b) Versuchskdrperabmessungen und (c) Position der Thermoelemente
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Abbildung 5-6: Kastenformig bekleideter Stahlstiitzenabschnitt mit 1 Lage 20 mm Calciumsil-
ikatplatte samt (b) Versuchskdrperabmessungen und (c) Position der Thermoelemente
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Abbildung 5-7: (a) Geschutzter Stahlstiitzenabschnitt mit 15 mm profilfolgendem perlithalti-
gen Brandschutzputz samt (b) Versuchskdrperabmessung und (c) Position der Thermoele-
mente
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Abbildung 5-8: Unbelasteter Stitzenabschnitt mit einem wasserbasierten reaktivem Brand-
schutzsystem (Trockenschichtdicke: 360 um, Lange L = 1000 mm)

5.3 Versuchsaufbau

Zur Durchfuihrung des Grol3brandversuchs in der Deckenpriftstand Kammer 20 der For-
schungseinrichtung 1, Institut flir Baustoffe, Massivbau und Brandschutz der Technischen
Universitat Braunschweig verwendet worden. Der Versuchsstand Kammer 20 (Loreley) be-
steht aus einer rechtwinkligen, symmetrisch aufgebauten Brandkammer, die je nach Ver-
suchsdurchfihrung modular veréandert werden kann. Die gesamte Breite des Versuchsstan-
des betragt ca. 5 m und die Lange ca. 10 m. Die H6he der Brandkammerwénde von 2,50 m
kann beliebig erhéht werden. Fir mechanische Beanspruchungen ist der Versuchstand mit
sechs hydraulischen Pressen ausgestattet. Fir den GroRBbrandversuch wurden ca. 2/3 der
Brandkammer verwendet, sodass der Brandraum die Innenabmessungen von 4 m Breite und
5,33 m Lange aufwies. Im Rahmen des GroRversuchs wurden die Ofenwande um ein
HEB 280 Profil aufgestockt, um die Hohe des Versuchsaufbaus an den Pressenanfahrtsweg
anzupassen. Insgesamt weist der Priufstand zehn Olbrenner auf, wobei im Versuch acht

Brenner zur Temperatursteuerung im Brandraum eingesetzt wurden.

Die belasteten Prifkorper 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
Stahltrager sind acht Porenbetonplatten durch Gewindestanden M12 in ihrer Lage gesichert
worden. Um eine unabhéangige Durchbiegung der einzelnen Probekdrper voneinander ge-
wahrleisten zu kdnnen, wurden vier Zwischentrager aus Porenbetonplatten (5000 mm x
625 mm x 150 mm) angeordnet. Die Zwischentrager sind auf die Ofenwandung aufgelagert

worden. An den Zwischentrager sind Steinwolleplatten (Dicke 20 mm) vollflachig angenagelt
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worden, damit die Probenbetondeckenplatten bei einer last-/temperaturbedingten Durchbie-

gung der Stahltrager gleiten konnten und dennoch eine geschlossene Ofenabdeckung vorlag
(vgl. DIN EN 13381-4 (2013)). Zur Lagesicherung und Vermeidung von Biegedrillknicken der
belasteten Stahltrager ist eine Stabilisierungskonstruktion vorgesehen worden, die die

Lasteinleitungspunkte der belasteten Versuchskorper in Lage hielt. Die verwendete Stabili-

sierungskonstruktion ist in Kapitel 5.4 ausfihrlich erlautert. Die Positionierung der belasteten

Versuchskdrper, die Position der Porenbetondeckenplatten und Porenbetonzwischentrager

sowie die Lage der Stabilisierungskonstruktion zeigen die folgenden Abbildungen (vgl.

Abbildung 5-9, Abbildung 5-10, Abbildung 5-11).
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Abbildung 5-9: Draufsicht Prifstand samt systematischem Versuchsaufbau (griin: Stabilisie-
rungskonstruktion; rot: Systemachsen belastete Versuchskorper; lila: Porenbetondeckenplat-

ten und Zwischentrager aus Porenbeton)
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Abbildung 5-10: Position belastete Stahltrager, drei identische Versuchskdrper mit unter-
schiedlichen Brandschutzmaterialien

| Festiager |3
f gt T

Zwischentrager

Abbildung 5-11: Draufsicht Versuchsaufbau mit Verlangerung der Laststempel, Zwischentra-
ger und Porenbetondeckenplatten

Die belasteten Versuchskoérper (Stahltrager) wurden wéhrend der gesamten Versuchsdauer
mechanisch belastet. Zur Sicherstellung einer konstanten Belastung wurden alle sechs hyd-
raulischen Pressen des Prifstandes verwendet. Je Versuchskorper sind zwei Pressen auf
die Laststempelverlangerung kraftschlissig aufgesetzt worden. Die Steuerung der Belas-
tungseinrichtung erfolgte Uber zwei Druckkreislaufe. Der mit Gipskartonfeuerschutzplatte
versehende Stahltrager wurde Uber einen Druckkreislauf gesteuert. Entsprechend haben
zwei Pressen mit jeweils der gleichen, konstanten Last den mit Gipskartonfeuerschutzplatte
beplankten Versuchskoérper belastet. Die profilfolgend geschitzten Stahltrager mit perlithalti-

gem Brandschutzputz und wasserbasiertem RBS wurden Uber einen zweiten Druckkreislauf
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gesteuert, wobei die Belastung je Trager einzeln abgeklemmt werden koénnte, um eine unab-
hangige Steuerung der belasteten Probenkdrper zu gewéhrleisten. Die vier Pressen wurden
gleichzeitig mit gleicher, konstanter Last gesteuert, wobei ein Pressenpaar den mit perlithal-
tigen Brandschutzputz versehenden Stahltrager belastet hat und das andere Pressenpaar
den mit wasserbasierten RBS versehenden Probekdrper.

Zur Aufnahme der temperatur- und lastbedingten Verformungen der belasteten Stahltréager
sind je belasteten Versuchskorper vier Potenziometer (Drehpotentiometer) platziert worden.
Die Messungen der Durchbiegungen erfolgten an den Lasteinleitungspunkten der Trager,
wobei je zwei Drehpotenziometer je Versuchstragerseite angebracht wurden. Zusammen mit
der Verformungsmessungen und den Abstanden der Potenziometer zur Versuchskorperach-
se kann eine Aussage Uber mdgliche Verformungen/ Verdrehung in beiden Achsen des Ver-
suchskdrpers (Langs- und Querrichtung) getroffen werden. Die Drehpotenziometer wurden
dabei auf unabhangigen Quertrager, die in Ofenquerrichtung gespannt wurden, befestigt. An
den Laststempelverlangerungen sind Gewindestangen angeschweilt worden, Uber die eine

Verformungsmessung anhand des Drehweges der Potenziometer ermittelt wurde.

Zusatzlich zu den belasteten Versuchskorpern wurde ein unbelasteter Stahltradgerabschnitt,
der mit einem wasserbasieren RSB mit einer Trockensichtdicke von 350 um versehen wur-
de, an einer Probenbetondeckenplatte abgehangen. Der unbelastete, geschitzte Tragerab-
schnitt diente als Referenzkérper zum belasteten Stahltréager. Ferner sind in der Brandkam-
mer die unbelasteten, geschiitzten Versuchskoérper positioniert worden. Zur Realisierung
einer vierseitigen Brandbeanspruchung wurden die Stahlstiitzenabschnitte direkt auf den
Boden der Brandkammer gestellt. Zur Vermeidung des Warmeeintrags tber die Versuchs-
korperlange sind 20 mm dicke Steinwolleplatten an den Versuchskdrperenden und 20 mm
Vermiculitdeckel samt 20 mm Steinwollen am Versuchskorperanfang angeordnet worden.
Die unbelasteten Stahlstiitzenabschnitte wurden dabei je nach Bekleidungsmaterial den be-
lasten Stahltréagern zugeordnet, um wahrend des Brandversuchs gleichen Temperaturbedin-
gungen im Brandraum ausgesetzt zu sein. Die Stahlstiitzenabschnitte wurden zwischen den
Brennerachsen aufgestellt, um eine direkte Beflammung zu vermeiden. Zusatzlich wurde
ausreichend Abstand zwischen den geschitzten Stahlstiitzenabschnitten sowie den belaste-
ten Stahltréagern eingehalten, damit sich homogene Temperaturverhéltnisse im Brandraum
einstellen kénnten und Strahlungseffekte minimiert wurden.

Die Position der unbelasteten und geschitzten Stahltragerabschnitte verdeutlicht Abbildung
5-12.
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Abbildung 5-12: Position der unbelasteten Stiitzenstummel im Brandraum

Um die Brandeinwirkung auf die Versuchskdrper und speziell die Ofentemperaturen experi-
mentell zu erfassen, wurden Plattenthermoelemente in verschiedenen Ebenen im und vor
dem Versuchskdrper platziert. Nach den Plattenthermoelementen wurde die Steuerung der
Naturbrandkurve vorgenommen. Je belasteten Stahltrager sind acht Plate-Thermoelemente
platziert worden, die die Brandraumtemperaturen in Versuchskoérperlange aufgenommen
haben. Die Aufnahme der Brandraumtemperaturen am unbelasteten Tragerabschnitt erfolgte
Uber zwei Plattenthermoelemente in Tragermitte. Je unbelasteten Stahlstlitzenabschnitt wur-

de ein Plattenthermoelement angeordnet.

5.4 Stabilisierungskonstruktion

Beim Versuchsaufbau wurde eine Stabilisierungskonstruktion vorgesehen, um einem maogli-
chen Biegedrillknicken der belasteten Stahltréger vorzubeugen. Bei einer minimalen Schief-
stellung des Pressenful’es der verwendeten Belastungseinrichtung wirde eine zentrische
Lasteinleitung in den Belastungspunkten/Lasteinleitungspunkten nicht dauerhaft moglich sein
und es kdnnte zu einer zusatzlichen Momentenbeanspruchung der belasteten Stahltrager
kommen. Folglich wurde eine Stabilisierungskonstruktion entwickelt, die die Laststempel der
belasteten Stahltrdger auch bei einer Schiefstellung in Lage hielt und somit eine konstante
Lasteinleitung wahrend der gesamten Versuchsdauer ermdglichte. Die Bemessung der Sta-
bilisierungskonstruktion erfolgte durch die Forschungseinrichtung 2 (Institut flr Stahlbau,
Leibniz Universitat Hannover).

Insgesamt bestand die Stabilisierungskonstruktion aus folgenden Bauteilen:
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e Quertrager QR 200*6,3; Lange 5,98 m

e Kopplungstrager HEA 240; Lange 6,69 m

e Stitzenabschnitt HEA 240 mit Kopfplatte; Hohe 0,90 m

e 12 x Quadratrohre QR140%*6,3, Lange 1,10 m

o 12 x Gewindestangen M12 und U-Profile U60 Lange 0,60 m
¢ 6 X Gewindestangen M12, Lange 0,60 m

Parallel zu den Versuchskdrperachsen der belasteten Trager wurde ein Quadratrohr
QR 200*6.3 (Lange 5,98 m) als Quertrdger an den Hallenboden montiert. Die Lochplatten
der Ofenwandung des Versuchsstandes konnten zusammen mit vorgesehenen Kopfplatten
samt Langlocher als Befestigung des Quertréagers genutzt werden. Der Quertrager wurde
genutzt, um einen Kopplungstrager in Langsrichtung der Brandkammer, in Querrichtung der
Versuchskdrperachsen zu befestigen. Der Kopplungstrager musste somit nicht tber die ge-
samte Brandkammerléange von 10 m gefiihrt werden. Er wurde als 6,685 m langen Tréger
(Profil HEA 240) ausgefuhrt. Vor der Messwarte wurde die Schraubenverbindung des Hal-
lenbodens und der Ofenwandung genutzt, um einen 900 mm hohen Stitzenstummel (Profil
HEA 240), der auf der Ofenwandung gestellt wurde, zu befestigen. Eine ausreichende Stabi-
lisierung des Kopplungstragers wurde durch den beidseitigen Schraubenanschluss gewahr-

leistet.

Der Kopplungstrager verfiigte Uber jeweils drei Stegaussteifungen, die in den Achsen der
belasteten Versuchskorper beidseitig angeordnet wurden und dem Kopplungstrager ausrei-
chend Steifigkeit gewéahrleisteten. An den Flanschen des Kopplungstragers wurden insge-
samt 12 Quadratrohe mit einer Lange 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-
stempelverlangerung. 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-
anderung ermdoglicht wurde. Zusatzlich wurden die Laststempelverlangerungen mit Silikon-
spray behandelt, damit bei einer Durchbiegung der Versuchskorper das Gleiten an den
Quadratrohrpaaren verbessert wurde. Zur Lagesicherung der Quadratrohrpaare wurden die-
se zusatzlich noch Uber U-Profile U60 und Gewindestanden M12 Uber 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
5.5 Versuchsdurchfiihrung

Der GroRRbrandversuch wurde fir eine gesamte Prifungsdauer von 140 Minuten ausgelegt.
Die gewahlte Naturbrandbeanspruchung wird in Kapitel 5.5.1 dargestellt. In Kapitel 5.5.2
erfolgt die Darstellung der mechanischen Belastung der drei geschitzten Stahltrager. In Ta-
belle 2 werden die Versuchsdurchfiihrung und Beobachtungen wahrend des GroRRbrandver-
suches dargestellt. Wahrend des GrolRbrandversuches wurde die Rauchgasreinigungsanla-
ge mit 1.630 Pa (~2,5m3/s) betrieben. Des Weiteren lief wahrend des GroRRbrandversuchs

und der anschlieBenden Beobachtungszeit der Rauchabzug im Brandraum.



186 GroRRmalfstabliche Experimentelle Untersuchungen

Tabelle 5-2: Versuchsdurchfiihrung

Versuchsminute Versuchsprogramm

Vorbelastung der Versuchskorper

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 Heil3gasen zwischen Porenbetonplatten

25:00 Sichtbare Durchbiegung der Versuchskdrper mit Putz und RBS

38:00 Deutliche VergroRerungen der Durchbiegungen beim Trager
mit RBS

48:00 Entlastung des Versuchskérpers mit RBS

60:00 Brenner aus, Naturliche Abkihlung

76:00 Entlastung Trager mit GKF und Putz

143:00 Beendigung Temperaturmessungen

Allgemeine Beurteilungen wahrend der Versuchsdauer

Rauch Zum Versuchsbeginn leichte Austritt von Rauchgasen insbe-
sondere an den Aul3enseiten des Prifofens
Besonderheiten Rissbildung der Plattenbekleidungen, Fugenausbildung und

ungleichméaRige Aufschdumung des RBS durch Brandraum-
kamera und anschlieende Begehung Brandinnenraum sicht-
bar

Beobachtung im Anschluss an die Brandbeanspruchung (60. bis 143. Minute)

bis 76:00 Keine Auffalligkeiten auRerhalb des Brandraumes sichtbar

fortlaufend Aufzeichnung der Brandraum-/ Bauteiltemperaturen mittels
Thermoelementen, sowie Auszeichnung via Kameras

5.5.1 Naturbrandbeanspruchung

Im GroRbrandversuch ist als Brandbeanspruchung eine Naturbrandkurve ausgewahlt wor-
den, die sich im Zuge Brandsimulationsberechnungen aus AP 1 unter zur Hilfenahme von
Brandschutzingenieurmethoden ergeben hat. Der ausgewéhlte Naturbrandverlauf basiert auf
dem Ergebnis einer Brandsimulation mit CFAST fiur einen Brandraum A = 500 m2 und einer

Brandlastdichte von 300 MJ/m? (vgl. Kapitel 3). Im Vergleich zur normativen Einheits-
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Temperaturzeitkurve (ETK) stellt der Naturbrand ein realistisches Modell eines Realbrandes
mit einer Brandentwicklungsphase, einem Vollbrand sowie einer Abkuhlphase dar. Im Grof3-
versuch wurde die Naturbrandkurve Uber 60 Minuten Branddauer mit einer Toleranz von
+100 °C gesteuert. Aufgrund der erhéhten Brennerleistung bei der Ziindung wurde die gefor-
derte Naturbrandkurve in den ersten 13 Minuten deutlich Ubersteuert (vgl. Abbildung 5-14).
Nach 60 Minuten Steuerung der geforderten Naturbrandkurve wurden die Brenner abge-
schaltet. Folglich fand eine natirliche Abkihlung im Brandraum statt. Die Diskrepanz der
geforderten AbkuUhlphase und der tatsachlichen Abkihlung im Brandraum lasst sich mit der

vorhandenen Rauchabzug begrinden.

gesteuerter Naturbrand | ungesteuerte, natirliche Abkihlung I
900 —_—
~
800 1 :
|
700 | . Brandraumtemperaturen
5 600 \ ,/:/
e |
5 500 .
@ | Naturbrand
‘é‘_dﬂﬂ / (Vorgabe)
2300 |
I
200 : T Diskrepan? = = =
100 : auchabzug
0 l

0 30 60 Zeitmin] 90 120 150

Abbildung 5-14: Verlauf der Naturbrandbeanspruchung im Vergleich zur geforderten Natur-
brandkurve

5.5.2 Mechanische Belastung

Die drei geschitzten Stahltrager sind wahrend der gesamten Naturbrandbeanspruchung
konstant belastet worden. Die mechanische Belastung erfolgt Uber je zwei hydrauliche Pres-
sen pro Versuchskdrper, die Uber zwei Druckkreislaufe gesteuert wurden. Der erste Druck-
kreislauf steuerte die zwei hydraulischen Pressen, die den beplankten Probekdrper mit Gips-
kartonfeuerschutzplatte mit je 40 kKN pro Presse belasteten. Die mechanische Belastung ent-
sprach einer Auslastung von 30% der Momententragfahigkeit M rq im Kaltfall. Eine héhere
mechanische Belastung wurde vermieden, um die Schutzwirkung der Brandschutzplattenbe-
kleidung Uber die gesamte Versuchsdauer sicherzustellen und ein Abfallen der Plattenbe-

kleidung zu verhindern. Uber einen zweiten Druckkreislauf wurden die vier weiteren hydrauli-
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schen Pressen angesteuert. Dabei wurde je Presse 85 kN uber die Lasteinleitungspunkte auf
den mit perlithalitigem Brandschutzputz bzw. wasserbasierten RBS versehenen Stahltrager
aufgebracht. Die Beanspruchung entsprach 60% der Momententragfahigkeit My rq aus dem
Kaltfall.

Die hydraulischen Pressen wurden nacheinander kraftschlissig auf die Verlangerungen der
Laststempel der belasteten Versuchskorper 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 Priiflasten zu
kommen. Es wurde eine Belastungsgeschwindigkeit mit 0,25 kN/min sowie eine Haltezeit der

Last von 20 Sekunden vorgegeben, um Mdglichkeiten 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 anschiel3end 15 Minuten konstant gehalten.
Mit Einsetzen der Naturbrandbeanspruchung und wahrend der gesamten Versuchsdauer
wurde die Last konstant gehalten. Der Verlauf der Belastung der verwendeten zwei Druck-

kreislaufe ist in Abbildung 5-15 dargestellt.
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Abbildung 5-15: Verlauf der Belastung und Beginn der Naturbrandbeanspruchung
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Gemal DIN EN 1363-1 (2012) [3] sind die belasteten, geschiitzten Stahltrdger mit der gefor-
derten Last 15 Minuten beansprucht worden, bevor die Brandbeanspruchung eingesetzt hat.
Entgegen der Prifnorm DIN EN 13381-4 (2013) [15] ist im Vorwege keine Vorbelastung des
beplankten Stahltrdgers mit Gipskartonfeuerschutzplatte mit 50% der geforderten Priflast
durchgefuhrt worden. Als Abbruchkriterien wurden in Anlehnung an die DIN EN 1363-1
(2012) [3] fur biegebeanspruchte Bauteile die Grenzdurchbiegung zu 260,98 mm und der
Grenzwert der Durchbiegungsgeschwindigkeit zu 11,6 mm/min bestimmit.

5.6 Ergebnisse und Diskussion

Zur Abschatzung der thermischen Schutzwirkung der betrachteten Brandschutzbekleidungen
wurden wahrend der gesamten Versuchsdauer die Stahltemperaturen mittels
Thermoelement Typ K aufgenommen. Zuséatzlich ist an den mechanisch belasten
Stahltragern 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 geschiitzten Probekdrpern mit Brandschutzplatten,
Brandschutzputz und RSB sowie die gemessenen Oberflachentemperaturen der
Brandschutzbekleidungen und die gemessene Verformungen an den mechanisch belasteten

Probekdrpern zeigt Tabelle 5-3.

Tabelle 5-3: Zusammenstellung der gemessenen Stahltemperaturen (Maximum, Zeitpunkt)
der belasteten und unbelasteten Probekdrper unter Naturbrand

Belasteter Stahltrdger mit Gipskartonfeuerschutzplatte 15 mm, kas- | Zeit (Mi-

tenférmig, 1-lagig nuten)

(nach ETK-Beanspruchung: F 30 bis F60)

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 Oberflache GFK 764 °C 33 min

Verformungen | Max. Verformungen 1,48 cm | 63 min

Belasteter Stahltrager 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 Stahltrager mit reaktivem Brandschutzsystem 365 um,
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 Stahltragerabschnitt mit reaktivem Brandschutzsystem

350 um, 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 Stahlstlitzenabschnitt 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 Stahlstitzenabschnitt mit Brandschutzsystem 360 um,

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 Stahlstiitzenabschnitt mit Gipskartonfeuerschutzplatte

15 mm, kastenférmig, 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 Oberflache Beklei- | 731 °C 33 min
dung

Unbelasteter Stahlstitzenabschnitt mit Gipsfaserplatte 15 mm, kas-

tenférmig, 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 Stahlstiitzenabschnitt mit Calciumsilikatplatte 20 mm,

kastenformig, 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
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Nach dem GrofRbrandversuch wurden Veranderungen der Bekleidungsmaterialien im
Brandraum dokumenteiert. Dabei wurden sowohl Rissbildungen, Fugenbildungen und
ungleichmafiges Aufschaumverhalten der Bekleidungsmaterialien aufgenommen.

Tabelle 5-4: Zusammenstellung Thermoelemente der Versuchskorper an Rissen oder Plat-

tenstbRen

Nr. | Bezeichung Thermoelement | Achse | Notiz

Belasteter Stahltrager mit 15 mm Gipskartonfeuerschutzplatte

1 Mst. 152 D Rissbildung, héhere Temperaturen
erkennbar

2 Mst. 175, Mst. 176, Mst. 177 D Risshildung, héhere Temperaturen
im vgl. zu anderen Messachsen

3 Mst. 171, Mst. 172, Mst. 173 E Plattenstol3, Fugenbildung, keine

Auffalligkeiten

Belasteter Stahltrager mit 15 mm Brandschutzputz

4 Mst. 205 D Rissverzeigung, keine Auffalligkeit
5 Mst. 7 F Rissbildung, keine Auffalligkeit
6 Mst. 211 C Horizontale Rissbildung, deutliche

Geringe Temperaturen im vgl. zu
anderen Messachsen

Stahlstitzenabschnitt mit 15 mm Gipsfaserplatte

7 Mst. 115, Mst. 116, Mst. 103 2 Horizontale Risse, Keine
Verédnderung an der
Plattenbekleidung, leicht hthere
Temperaturen am Steg Mst. 103,
die in der Abklihlphase aber auch
schnell wieder sinken (Heil3gase
durch Riss schneller entweichen)

Stahlstiitzenabschnitt mit 20 mm Calciumsilikatplatte

8 Mst. 55, Mst. 56, Mst. 43 2 Horizontale Rissbildung, keine
Temperaturveranderungen im vgl.
zu anderen Temperaturachsen
sichtbar

Die Rissbhilder fur die unbelasteten Stahlstitzenabschnitte und die belasteten Stahltrager
sind im Folgenden aufgefuhrt. Fur die Darstellung der Risse wurden lediglich sichtbare Risse
dokumentiert. An einigen Stellen, an denen Risse wéahrend der Brandbeanspruchung
aufgetreten sind, sind in der Langsachse der Versuchskorper Thermoeelemente angeordne
gewesen, sodass anhand der Messdaten Veranderungen der Bauteiltemperaturen
aufgenommen werden koénnten. 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

Tragerlagsrichtung geherrscht hat, sodass eine Temperaturerhhung einzelnen
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Thermoelemente nicht alleinig auf Riss- oder Fugenbildung zuriickgefiuihrt werden kann.
Insbesondere die Thermoeelemente in Achse E (Tragermitte mit GKF) zeigen hoOhere
Temperaturen gegentber den Tragerrandbereichen. Die in Tabelle 5-4 aufgeflihrten
Thermoelemente sind an Rissen oder Plattenstof3en genauer betrachtet worden.

5.6.1 Brandschutzplatten

Unbelastete Stahlstiitzenabschnitte mit gipsgebundenen Brandschutzplatten

Bei den unbelasteten, geschitzten Stahlstiitzenabschnitten zeigten sich Risse in den Ober-
flachen der gipsgebundenen Bekleidungsmaterialien. Bei den gipsgebunden Plattenbeklei-
dungen wurde zum Teil die Verklammerung geldst und ein Ausbeulen der Plattenbekleidung
war erkennbar. Die Vermiculitdeckel haben sich zum Teil geldst und sind abgefallen, das
vermuten lasst, dass die thermische Dehnung der gipshaltigen Plattenbekleidungen durch

die Vermiculitdeckel behindert wurde.

Horizontale Rissbildung

Fugenbildung
bis 2,50 cm

Abriss der Klammern

Abbildung 5-16: Unbelasteter Stahlstlitzenabschnitt mit Gipsfaserplatte 15 mm, einlagig,
nach der Naturbrandbeanspruchung

Nach der Naturbrandbeanspruchung wies der unbelastete Stahlstiitzenabschnitt mit Brand-
schutzbekleidung aus Gipsfasern deutliche Fugenbildungen und Oberflachenrisse auf. Am
Fugenstol} der Plattenbekleidung sind Spaltbildungen von bis zu 2,5 cm gemessen worden.
Zusétzlich wurde nach dem Brandversuch ein deutlicher Abriss im Bereich der Klammer vor-
gefunden, der auf das materialbedingte Schrumpfen der gipshaltigen Brandschutzplatten
wahrend der Naturbrandbeanspruchung zurtickzufihrt wurde. Die horizontale Rissbildung

wurde an allen vier Seiten Uber die gesamte Plattenbreite gemessen. Insbesondere sind die
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horizontale Rissbildung sowie das Plattenbeulen an den zur Brandrauminnenseite gewand-
ten Gipsfaserplatten deutlich ausgepragter gewesen. Die temperaturbedingten Veranderun-
gen der Gipsfaserplatte nach der Naturbrandbeanspruchung sind in Abbildung 5-16 darge-

stellt.

Die dokumentierten Risse des unbelasteten Stahlstiitzenabschnitts mit vierseitiger Gipsfa-
serplatte (15 mm, einlagig) zeigt Abbildung 5-17. Die Stahlstiitzenabschnitte sind tber die
gesamte Versuchsdauer keiner mechanischen Belastung ausgesetzt worden, weshalb die
aufgetretenen Risse als temperaturinduzierte Risse angesehen werden. Die Messung der
Rissbreiten erfolgte Uber eine Rissmisslehre an ausgewahlten Stellen, wobei lediglich
sichtbare Risse >1 mm dokumentiert wurden. Die Risstiefen sind nicht erfasst worden.
Anhand des unbelastetet Stahlstlitzenabschnittes zeigte sich, dass an der Gipsfaserplatte
temperaturbedingt vermehrt horizontale Rissbildung auftraten. An der Brandrauminnenseite
zugewandeten Bekleidung wurde zusatzlich ein vertikaler Riss aufgenommen. Aufgrund der

Rissbildung lasst sich vermuten, dass in der Brandrauminnenseite héhere Temperaturen als

auf der ofenwandzugewandten Seite auftraten.

1.Seite

3.Seite

Abbildung 5-17: Temperaturinduzierte Rissbildung der einlagigen Gipsfaserplatte bei viersei-

320—*

I
=

340

L

=

[=1
=
™

/

430

ke
]

170

ke
Gl

400

1000

£1204-150

——2 70—

350

330

ke
7

— 320

1000

2.Seite T
o (=]
™ ™M
o 14}
J‘_ B S _\r
(=)

O

& R
=

\ 1

(=]

3 o
=
|

4 Seite |

500
4 490
1000

300
510

=

—

tiger Naturbrandbeanspruchung

4. Seite

T—E‘BU—T

3. Seite

Ofenwand

x

-

193

2. Seite

15

b—o70—4

1.Seite
Brandraum



194 GroRRmalfstabliche Experimentelle Untersuchungen

Um die thermische Schutzwirkung der Gipsfaserplatten abzuschéatzen, wurden die Stahltem-
peraturen sowie die Oberflachentemperaturen an der Gipsfaserplatte gemessen. Die ge-
messen Temperaturen am unbelasteten Stahlstiitzenabschnitt mit Gipsfaserplatte sowie die
Naturbrandbeanspruchung wéhrend der gesamten Versuchsdauer sind in Abbildung 5-18
dargestellt. Die Messung der Brandraumtemperaturen erfolgte an 1. Seite Uber ein Platten-
thermoelement, das bei ca. ¥2 h der Stahlstiitzenhéhe angeordnet wurde. Das Plattenther-
moelement ist wahrend des Versuchs ausgefallen, sodass die gemessenen Brandraumtem-
peraturen vom Probekérper mit Calciumsilikatplatten (Annahme &hnliche Temperaturvertei-

lung am Ofenrand, Probekdrper standen in einer Achse) dargestellt werden. Die Messung

der Stahltemperaturen erfolgte tber Thermoelemente Typ K sowohl bei %h als auch bei %h.

900
MSt.101
800 MSt.102
Brandraumtemperatur
“ P 'MSt.103
700 Oberflachentemperatur —MSt.107
5) Gipsfaserplatte MSt.110
£, 600 peiaserp ——MSt.111
5 —MSt.115
> 500 MSt.116
%400 Hohlraum —_MSt 118
@ Stahltemperatur MSt.119
= 300 ——Naturbrand
200
100
0

0 30 60 Zeit [min] 90 120 150

Abbildung 5-18: Gemessene Temperaturen am Stahlstitzenabschnitt mit einer 15 mm di-
cken Gipsfaserplatte unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung

Uber die Hohe des Stiitzenabschnitt wurde eine homogene Temperaturverteilung gemessen,
was die geringe Temperaturdifferenz von >80 °C der gemessenen Temperaturen aus
1. Lage und 2. Lagen zeigten. Die Erwarmung der Gipsfaserplatte folgte in der Aufheizphase
dem Verlauf der Naturbrandbeanspruchung, wobei eine Temperaturdifferenz der Oberfla-
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 Oberflache 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 geschutzte Stahlprofil wies zur 30. Minute Temperaturen unterhalb von
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100 °C auf, das auf die thermische Schutzwirkung der Gipsfaserplatte zuriickgefiihrt wurde.
Das Stahlprofil wurde geringfiigig aber gleichm&Rig thermisch beansprucht, da keine Tempe-

raturdifferenzen zwischen den Flanschen und dem Steg aufgezeichnet wurden.

Mit Beginn der Abkuhlphase 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 begriindet,
dass mit steigender Temperaturbeanspruchung Rissbildungen und Fugenbildung der Plat-
tenbekleidung aus Gipsfasern auftraten. Eine Korrelation der Fugenbildung mit der Erwar-
mung der Baueiltemperaturen konnte anhand der Temperaturmesswerte ausgemacht wer-
den. Die Heil3gase des Brandraumes sind Uber die Fugen an den Plattensté3en in den Hohl-
raum zwischen Bekleidung und zu schitzenden Stahlprofil gelangt, was zu einer Tempera-
turerhéhung des Stahlbauteils flihrte. Die horizontalen Risse in der Gipsfaserplatte begiins-
tigten den Eintritt von HeiRgasen, 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 Erwarmung des Stahlbauteils verhindern.
Nach Erreichen der maximalen Stahltemperaturen sanken die Stahltemperaturen aufgrund
der eintretenden Abkuhlphase der Naturbrandbeanspruchung. Die geringe Wéarmeleitféhig-
keit der Gipsfaserplatte verhinderte dabei eine schnelle Abkiihlung des Stahlprofils. Ab der
70. Minute glichen sich die Oberflachentemperaturen und die Innenseiten im Hohlraum der
Gipsfaserplatte, was auf den Eintritt der Heil3gase in den Hohlraum zurtickzufiihren ist. Mit
Abnahme der Brandraumtemperaturen sanken auch die Oberflachentemperaturen der Gips-
faserplatte, die aufgrund der thermischen Eigenschaften und Tragheit hdhere Temperaturen
aufwiesen. Das Stahlprofil wies in der 120 Minute eine Temperatur von 210 °C auf, wohinge-
gen die Oberflache der Plattenbekleidung bereits auf 160 °C abgekihlt war. Im Brandraum

wurden zu diesem Zeitpunkt Temperaturen von. 97 °C gemessen.

Nach der Naturbrandbeanspruchung wies der unbelastete Stahlstiitzenabschnitt mit Brand-
schutzbekleidung aus Gipskartonfeuerschutzplatte ein leichtes Ausbeulen der brandraumsei-
tigen Plattenbekleidung auf. An den PlattenstéRen wurden Fugen mit einer Offnungsbreite
von maximal 1,0-1,5 cm gemessen. Zusatzlich wurden partielle Ablésungen der Verklam-
mung der Plattenbekleidung aufgenommen, die auf die thermischen Zwéngungen der GKF
wahrend der Naturbrandbeanspruchung zurtickgefihrt werden. Zum Schutz vor GbermafRi-

gen Hitzeeintrag ist ein Vermiculitdeckel vorgesehen worden, dessen Seitenteile wéhrend
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des Brandversuches abgefallen sind. Ferner wurden nach der Naturbrandbeanspruchungen
horizontale Rissbildungen tber die gesamte Plattenbreite an allen vier Seiten der Gipskar-
tonfeuerschutzplatte aufgenommen. Der unbelastete Stahlstlitzenabschnitt mit Gipskarton-
feuerschutzplatte nach der Naturbrandbeanspruchung zeigt Abbildung 5-19.

Abbildung 5-19: Unbelasteter Stahlstiitzenabschnitt mit Gipskartonfeuerschutzplatte 15 mm,
einlagig nach Naturbrandbeanspruchung

Neben dem Plattenbeulen wurden zusétzlich deutliche Horizontalrisse Uber die Plattenbrei-
ten detektiert. Die Rissbildung der Gipskartonfeuerschutzplatte verdeutlicht Abbildung 5-20,
wobei leidglich Risse mit Rissbreiten >1 mm aufgenommen und dargestellt wurden. Der
Stahlstitzenabschnitt mit Gipskartonfeuerschutzplatte wurde wéahrend 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
lasst, dass dort im Brandofen wahrend der Naturbrandbeanspruchung héhere Temperaturen
auftraten. Auf der brandbeanspruchten 3. Seite (Orientierung zur Ofenwand) ist lediglich ein
horizontaler Riss im oberen Drittel der Plattenlange aufgetreten, sodass davon ausgegangen
wurde, dass dort geringere Temperaturen geherrscht haben. Die Messung der Brandraum-
temperaturen erfolgte jedoch nur auf etwa %2 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 Oberflachentemperaturen der Gipskartonfeuerschutz-
platte sowie die realen Brandraumtemperaturen werden in Abbildung 5-21 gezeigt. Die ther-
mische Schutzwirkung der Gipskartonfeuerschutzplatte wurde Uber die Darstellung der Tem-
peraturentwicklung des geschitzten Stahlprofils gemessen. Die Brandraumtemperaturen im
Bereich des Stahlstitzenabschnittes wurden mittels eines Plattenthermoelements an Seite 1
(Brandraum zugewandte Seite), das bei Y2 Prifkdrperhéhe angeordnet wurde, erfasst. Das
Plattenthermoelement ist wahrend des Versuchs ausgefallen, sodass die gemessenen
Brandraumtemperaturen des Versuchskorpers mit Brandschutzputz dargestellt werden, unter
der Annahme, dass weitestgehend gleiche Temperaturverteilung am Ofenrand und in Achse
der Versuchskdrper herrschte. Die gemessenen Brandtemperaturen folgen der Vorgabe des
gewahlten Naturbrandszenarios. Im Maximum wurden zur 32. Minute Temperaturen von
885 °C gemessen. Die Oberflachentemperaturen der Gipskartonfeuerschutzplatten folgten
ebenso dem Verlauf der Naturbrandbeanspruchung, wobei aufgrund von Konvektion und
Radiation die Oberflachentemperaturen geringer ausfallen. Die maximalen Temperaturen an
der Oberflache der Gipskartonfeuerschutzplatte wurden zur 33. Minute zu 743 °C gemessen.

Anhand der Messdaten der Oberflachentemperaturen zeigte sich ein Temperaturunterschied
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an der brandbeanspruchten Seite 1. zwischen den Messstellen MSt. 80 (bei gh) und Mess-

stelle MSt. 81 (bei %h) von ca. 100 K, was auf die h6here Brandraumtemperaturen im oberen

Drittel des Stiitzenabschnittes schlieR3en lasst. Im sich ergebenen Hohlraum der vierseitigen,
kastenformig angeordneten Gipskartonfeuerschutzplattenbekleidung sind beim Erreichen der
maximalen Temperaturen im Brandraum und an der Oberflachentemperaturen Temperatu-
ren um 135 °C gemessen worden, was auf die thermisch Schutzwirkung der GKF zurtickzu-
fuhren ist. Zu demselben Zeitpunkt (32: Minute) wurden im Stahlbauteil Temperaturen von
ca. 100 °C gemessen (vgl. Abbildung 5-21).
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Abbildung 5-21: Bauteiltemperaturen Stahlstiitzenabschnitt mit einer 15 mm dicken Gipskar-
tonfeuerschutzplatte unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung

Mit Einsetzen der Abkihlphase des Naturbrandes steigen die Temperaturen im Hohlraum
rapide an, dass auf die Plattenrissbildung und das Lésen der Verklammerung an den Plat-
tenstéBen zurlickgefihrt wurde. Folglich wurden auch héhere 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 héhere Temperaturen auf (Temperaturdifferenzen 10-80°C),
sodass von einer homogenen Temperaturverteilung im Stahlprofil ausgegangen wurde. Zur
80 Minute wurde im Hohlraum auf der Oberflache der GKF und im Stahlprofil die gleiche
Temperatur ermittelt. Aufgrund der thermischen Schutzwirkung und der geringen Warmeleit-
fahigkeit 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 geschitzte Stahlbauteil noch

eine Temperatur von 186 °C im Oberflansch aufwies.
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Unbelasteter Stahlstitzenabschnitt mit calciumsilicatbasierten Brandschutzplatten

Nach der Naturbrandbeanspruchung wies der unbelastete Stahlstlitzenabschnitt mit Calci-
umssilikatplatten (vierseitig, einlagig, 20 mm Dicke) nur geringe horizontale Risse uber die
Plattenbreite auf. Der Vermiculitdeckel wurde unversehrt aufgefunden. Ferner wurde kein
Losen der Verklammerung oder Plattenbeulen detektiert (vgl. Abbildung 5-22).

Horizontale Risse

Abbildung 5-22: Unbelasteter Stahlstlitzenabschnitt 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 Stahlstiitzenabschnitt mit Gips-
kartonfeuerschutzplatte wurde wéahrend 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 Plattenlange der Calciumsilikat-
platten wurden Horizontalrisse erfasst. Die Rissverteilung ist dabei tGber die vier Seiten aus-
geglichen verteilt, sodass von einer gleichmafRigen Naturbrandbeanspruchung des Probe-

korpers 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
Oberflache der Calciumsilikatplatte gemessen wurden, bestatigt. Die gemessen Stahltempe-
raturen, die Oberflachentemperaturen 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 %h des Probekérpers) gemessen. Zur 32. Minute wurden maximale

Temperaturen von ca 890 °C erreicht. Die Oberflachentemperaturen der Calciumsilikatplat-
ten erreichte zu diesem Zeitpunkt eine maximale Temperatur von 734 °C. Uber die Probe-

korperhéhe wurde eine nahezu gleichmafRige Temperaturverteilung gemessen, da die Mess-
stellen MSt. 56 (%) und MSt. 59 (£) lediglich in der Aufheizphase Temperaturunterschied

von max. 45 K zeigten.

Zur 30. Minute wurden im sich ergebenen Hohlraum zwischen der Calciumsilikatplatte und
dem zu schitzenden Stahlprofil Temperaturen von ca. 100 °C gemessen. Die Stahltempera-
turen wurden zu 64 °C gemessen, was auf die thermische Schutzwirkung der Calciumsilikat-
platte zurtickzufthren ist. Beim Einsetzen der Abkiihlphase wurde im Hohlraum zwischen der

Calciumsilikatplatte und dem geschitzten Stahlprofil ein deutlicher Temperaturanstieg ge-
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messen, der auf die horizontale Rissbildung und den Eintritt der Heil3gase im Hohlraum zu-
rickgefuhrt wurde. Maximale Temperaturen von ca. 300°C in der 54. Minute wurden gemes-
sen. In der Folge wurden auch im Stahlprofil hdhere 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 gleichmafigen Er-
warmung des Stahlprofils ausgegangen wurde. Zur ca. 80. Minute lagen im geschutzten
Stahlprofil und dem Brandraum die gleichen Temperaturen von ca. 201 °C vor. Die thermi-
sche Tragheit und die geringen Warmeleitfahigkeit der Calciumsilikatplatte bewirkten, dass
das geschutzte Stahlprofil sich nur sehr langsam abkuhlte. Ferner wurde aufgrund der lang-
samen Abkuhlung der Stahltemperaturen zwischen der 90 bis 140 Minute davon ausgegan-
gen, dass die HeiRgase 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.
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Abbildung 5-24: Gemessene Bauteiltemperaturen Stahlstiitzenabschnitt mit einer 20 mm
dicken Calciumsilikatplatte unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung

Belastete Stahltrdger HEA 240 mit gipsgebundener Brandschutz

Zur Abschatzung des Einflusses der mechanischen Einwirkung auf die thermische Schutz-
wirkung von Brandschutzplatten unter Naturbrand wurden zusatzlich die Bauteiltemperaturen
und Verformungen an dem belasteten und dreiseitig bekleideten Stahltrdger aufgenommen.
Exemplarisch fir die Brandschutzplatten wurde der belastete Stahltrager einlagig, kasten-
formig mit Gipskartonfeuerschutzplatten verkleidet. An der Gipskartonfeuerschutzplatte der

belasteten Stahltrager zeigten sich aufgrund temperatur- und lastbedingten Verformungen
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Risse, die vermehrt in Bauteilmitte vorgefunden wurden. Bei der Gipskartonfeuerschutzplatte
des belasteten Stahltragers warem die Rissbildungen tber die Platten ungleichmafig verteilt.
Es wurden horizontale Rissbildungen in Plattenmitte sowie an der Klammerung erfasst. Zu-
dem zeigte sich an den Plattensté3en Fugenbildungen in der Grof3enordnung von
max. 0,5 bis 1,0 cm und das Ldsen der Verklammerung, was ebenfalls an den unbelasteten
Probekorpern sichtbar war. Zusatzlich wurde nach dem Brandversuch ein deutlicher Abriss
im Bereich der Klammer vorgefunden, der auf das materialbedingte Schrumpfen der gipshal-
tigen Brandschutzplatten wahrend der Naturbrandbeanspruchung zurtickzufiihrt wurde. Den
bekleideten, belasteten Stahltrdger mit GKF (15 mm) nach der Naturbrandbeanspruchung
zeigt Abbildung 5-25 (Draufsicht auf Unterflansch).

Abbildung 5-25: Unterseite des belasten Stahltrager (HEA 249) mit einer Lage 15 mm dicken
Gipskartonfeuerschutzplatte

Durch die mechanische Belastung wurde das Ldsen der Verklammerung Uber die gesamte Trager-
lAnge begunstigt. Ferner wurden die Fugen- und Rissbildung der Brandschutzplatten durch die me-
chanische Belastung des bekleideten Stahltragers beglnstigt. Die Risse stellten sich Uber die gesam-
te Plattenbreite ein, was bereits beim unbelasteten Stahlstiitzenabschnitt mit GKF zu erkennen war.
Die Risse im Bereich der Tragermitte wurden auf die mechanische Belastung des bekleideten Stahl-
tragers zuruckgefuhrt. Aufgrund der gemessen Brandraum- und Bauteiltemperaturen wurde gezeigt,
dass die Temperaturen in Tragermitte hoher ausfielen als zu den Auflagerbereichen hin. Die aufla-
gernahen Risse Uber die Plattenbereite sowie die Biegerisse in an den Lasteinleitungspunkten wur-
den demnach als lastinduzierte Risse gedeutet. Die zusatzlichen Risse wurden als temperaturbeding-
te Risse angenommen. Eine genaue Differenzierung der last- und temperaturbedingten Risse konnte
anhand der Messdaten und der Aufnahme des Probekdrpers nicht getétigt 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 uber die gesamte Plattenbreite zogen und sich im der Mitte der Tragerlange

konzentrierten.
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Abbildung 5-26: Temperatur- und lastinduzierte Rissbildung der Gipskartonfeuerschutzplatte
des bekleideten Stahltragers unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung

Zur Abschatzung 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
Oberflachentemperaturen der GKF gemessen. Die Aufnahme der Brandraumtemperaturen
Uber die Tragerlange erfolgte mit acht Plattenthermoelementen, die auf einer Hohe von % h
des Tragers angeordnet wurden. Die gezeigten Brandraumtemperaturen beschranken sich
auf die Messdaten von zwei Plattenthermoelemente, da die Ubrigen Plattenthermoelemente
z.T. wahrend des Grol3brandversuches versagten. Aufgrund des symmetrischen Aufbaues
des bekleideten Stahltragers werden die gemessenen Temperaturen exemplarisch fir 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 Stahltrager mit 15 mm GKF unter
dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung
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Abbildung 5-28: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse C Stahltrager mit 15 mm GKF unter
dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung
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Abbildung 5-29: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse D Stahltrager mit 15 mm GKF unter
dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung

Aufgrund der dreiseitigen Naturbrandbeanspruchung zeigte sich ein ungleichmafiges Er-
warmungsverhalten des geschiitzten Stahlprofils. Im Unterflansch wurden waéahrend des
GroRbrandversuchs hohere Temperaturen als im Steg und im Oberflansch gemessen. Uber
die Tragerlange sind die Stahltemperaturen relativ gleichmafig 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 Oberflachentemperaturen der GKF-Platte zeigte
sich, dass an der Brandschutzplattenbekleidung, die den Unterflansch geschitzte, héhere
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 geschuitzten Stahlprofil erhéhte 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 Abkuhlphase ab der 33. Minute reduzierten sich die Brand-
raumtemperaturen sowie die Oberflaichentemperaturen der Brandschutzplattenbekleidung.
Aufgrund der geringen Warmeleitfahigkeit der GKF und deren thermische Schutzwirkung
steigen die Stahlbautemperaturen zunadchst 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 geschitzten Stahltragers (Achse D) stellten sich wahrend des
Versuchs leicht hohere 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 hohere Temperaturen erreicht wurden. Zum Zeitpunkt der maximalen Stahl-
temperaturen sind die Oberflachentemperaturen gemaf der Brandraumtemperaturen bereits
auf Temperaturen um 200 °C gesunken. In der 90. Minute wurde die Brandraumtemperatur
zu 100 °C gemessen. Aufgrund der thermischen Tragheit lagen die Oberflachentemperatu-
ren des GKF mit 130-150 °C oberhalb der Brandraumtemperaturen. Die Stahltemperaturen
reduzierten sich aufgrund der geringeren Warmeleitfahigkeit der GKF-Platten nur sehr lang-
sam, wobei sich die Stahltemperaturen zu den Randbereichen des Stahltragers (Achse B)
schneller reduzierten als in Stahltragermitte (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 Stahltragers gemessen worden. Zur Aufnahme der vertikalen Verformun-
gen wurden Potentiometer angewendet. Die mechanische Belastung und die daraus resultie-
rende Durchbiegung des belasten Stahltragers mit 15 mm GKF verdeutlicht Abbildung 5-30.
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Abbildung 5-30: Mechanische Belastung und Durchbiegung des belasteten Stahltrager mit
15 mm Gipskartonfeuerschutzplatte unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung

Vor Einsetzen der Naturbrandbeanspruchung ist dem bekleideten Stahltréager 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
geringfigige 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-

90
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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 flihrten. 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 Stahltragers 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 A 6,24 mm gemessen. Ab
der 76. Minute wurde die Pressenlast zurtickgefahren, sodass sich eine vollstandige Entlas-
tung des Stahltragers einstellte und die Durchbiegung schlagartig zuriickging (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% M) zu

keiner plastischen Verformungen fuihren konnte.

Aufgrund der Messdaten wird deutlich, dass die thermische Schutzwirkung der GKF die
Durchbiegung des belasteten Tragers verzdgert. Die thermische Schutzwirkung der Gipskar-
tonfeuerschutzplatte wird aufgrund der mechanischen Belastung des Stahltragers nicht ver-

ringert.
5.6.2 Brandschutzputz

Unbelastete Stahlstiitzenabschnitte mit Brandschutzputz

Zur Abschatzung der thermischen Schutzwirkung des zementgebundenen Brandschutzput-
zes an unbelasteten Stahlstitzenabschnitten sind die Bauteiltemperaturen wahrend der Na-
turbrandbeanspruchung gemessen und die optische Erscheinung des Probekdrpers nach

der Naturbrandbeanspruchung aufgenommen worden.

Nach der Naturbrandbeanspruchung wurde, am unbelastet Stahlstitzenabschnitt mit Brand-
schutzputz (ca. 16 mm, profilfolgend), eine ungleichmafige Rissbildung tber die vier bean-
spruchten Seiten aufgenommen. Die Putzschicht wurde profilfolgend aufgebracht und hat
der gesamten Naturbrandbeanspruchung standgehalten. Die Brandschutzputzschicht wies
nach dem Naturbrand eine spréde und trockene Oberflache auf. Der Brandschutzputz wurde
handisch aufgebracht, sodass eine ungleichmallige Putzschichtdicke tber die Probenkor-
perhéhe vorlag. An einigen Stellen war die Putzschichtdichte mit 20-30 mm dicker als die
geforderten 15 mm. Eine Schichtdickenmessung wurde exemplarisch an ausgewahlten Stel-

len Uber die Probekérpernéhe durchgefihrt und die Putzschichtdicke im Mittel zu 16,3 mm
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ermittelt. Die ungleichméRige Oberflachenstruktur des Brandschutzputzes sowie die Rissbil-
dung nach dem Naturbrand ist in Abbildung 5-31 dargestellt.

Abbildung 5-31: Unbelasteter Stiitzenstummel mit Brandschutzputz 15 mm, profilfolgend,;
nach der Naturbrandbeanspruchung

Die temperaturbedingte Rissbildung im Brandschutzputz trat wahrend der Naturbrandbean-
spruchung ungleichmafig tber die Tragerlange auf. Die sichtbaren Risse mit Rissbreiten
zwischen 0,30-0,90 mm, die mittels einer Rissmisslehre an ausgewahlten Stellen gemessen
wurden, sind insbesondere an der ofenwandzugewandten Seite aufgetreten. Zur
brandraumzugewandten Seite sind lediglich Haarrisse in der Oberflache erkennbar gewesen,
die aufgrund ihrer geringen Breiten (b< 0,10 mm) nicht aufgenommen wurden. Die Risstiefen
sind ebenso nicht erfasst worden. Aufgrund der ausgepragten Rissverzweigeung an der
3.Seite kann dabvon ausgegangen werden, die vier brandbeanspruchten Seiten des
Probekorpers unterschiedlichen Temperaturen wéahrend der Naturbrandbeanspruchung

ausgesetzt wu rden.
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Abbildung 5-32: Temperaturinduzierte Rissbildung des Brandschutzputzes bei vierseitiger
Naturbrandbeanspruchung

Die Brandraumtemperatur am Stahlstlitzenabschnitt mit Brandschutzputz wurde an der 4.
Seite Uber ein Plattenthermoelement gemessen. Die sich ergebenen Temperaturen sind im
Vergleich zu den gemessenen Stahlbautemperaturen in Abbildung 5-33 dargestellt. Die
Oberflachentemperaturen des Putzes sind nicht gemessen worden, da die Thermoelemente
auf der unebenen Oberflache nicht aufgebracht werden konnten. Die gemessenen
Brandraumtemperaturen am Probekérper wiesen in den ersten 20 Minuten des zeitlichen
Verlaufes einen schnellen Temperaturanstieg bis 200 °C auf, der auf die hohe
Brennerleistung der verwendeten Olbrenner im Brandraum zurlickgefuhrt 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 zuné&chst 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 ungleichméRigen Temperaturbeanspruchung des Prifkorpers
ausgegangen, was mit der ungleichmafigen Risshildung korrellierte.
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Abbildung 5-33: Bauteiltemperaturen eines unbelasteter Stahlstitzenabschnittes mit Brand-
schutzputz ca. 16 mm, profilfolgend; unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung

Mit Einsetzen der Abklhlphase des Naturbrandes steigen die Temperaturen im Stahlprofil
an, dass auf die thermische Isolierung des Brandschutzputzes zurtickzufiihrt 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 ungleichméaRige Erwarmung des
geschitzen Stahlprofils wurde auf die unterschiedlichen Temperaturen der vier
brandbeanspruchten Seiten des Prufkdrpers zurtickgefiihrt. Nach Erreichen der maximalen
Stahltemperaturen nahmen die Temperaturen des geschiitzen Profil wieder ab, da im
Brandofen bereits die Abkiuhlphase 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 geschiitzen Stahlprofil Temperaturen von ca. 330 °C gemessen. Im Brandraum
herrschten zu diesem Zeitpunkt bereits Temperaturen unterhalb von 100°C. Eine
verlangsamte Abkuhlung des Stahlprofils kann auf die thermische Schutzwirkung des
Brandschutzputzes zurickgefuihrt werden. Zum Versuchsende wurden im Stahlprofil

Temperaturen von ca. 200 °C gemessen.
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Belastete Stahltrdger HEA 240 mit Brandschutzputz

Beim belasteten Stahltrager mit Putzbekleidung sind ebenfalls Biegerisse in der profilfolgen-
den Bekleidung infolge der Last und temperaturbedingte Risse wahrend Brandbeanspru-
chung aufgetreten. Zusatzlich zeigten sich erste Rissbildungen am Unterflansch, die jedoch
unregelmafig tber die Versuchskdrperlange verteilt waren. Der Brandschutzputz ist nach
der Brandbeanspruchung porés und briichig. Uber die Stahltragerlange ist der Putz spitzrauh
aufgetragen worden, sodass eine ungleichmafiige Schichtdicke tber die Tragerlange vorlag.
Eine Schichtdickenmessung wurde exemplarisch an ausgewahlten Stellen Gber die Probe-
korperhdhe durchgefuhrt und die Putzschichtdicke im Mittel zu 17,57 mm ermittelt. Den be-
lasteten Stahltrager mit Brandschutzputz nach der Naturbrandbeanspruchung zeigt Abbil-
dung 5-34 (Draufsicht auf Unterflansch).

Abbildung 5-34: Unterseite des belasteten Stahltragers mit 15 mm Brandschutzputz nach
der Naturbrandbeanspruchung

Durch die mechanische Belastung wurde die Rissbildung im Brandschutzputz begtnstigt.
Die Risse stellten sich als Uber die gesamte Stahltragerlange ein. Die Risse zogen sich zum
Teil Gber die gesamte Breite des Stahltragers (Unterflansch) und verzweigten sich ineinander
(Steg). Ein ungleichmafiges Rissbild, das zum Teil bereits beim unbelasteten Stahlstitzen-
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 Stahltrégers mit
Brandschutzputz zeigt Abbildung 5-35.
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Abbildung 5-35: Qualitative Rissbilder des geschiitzten Stahltrdger mit Brandschutzputz nach
dem Naturbrandversuch

Die Rissverzweigung am Unterflansch (1.Ansicht) konzentrierte sich speziell im Bereich der
Stahltragermitte, sodass die Rissbildung auf die mechanische Belastung zurtickgefuihrt 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 zurtickgeflihrt und die Risse als lastinduzierte Risse gewertet. Zuséatzlich traten horizon-
tale Risse an den Unterflanschkanten auf (vgl. Abbildung 5-35), die als lastinduzierte Risse
bewertet wurden, da der unbelastete Stutzenabschnitt keine derartigen Rissbilder aufwies.
Die zusatzlichen Risse sind als temperaturbedingte Risse gewertet worden. Aufgrund der
Rissbreitenzunahme (Rissbreiten bis 1,2 mm) im Vergleich zum unbelasteten Stahlstiitzen-
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 Stahltrdger mit Brandschutzputz im
Vergleich zum unbelasteten Stitzenabschnitt, obgleich dieser vierseitig brandbeansprucht

wurde.
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Zur Abschétzung der realen Schutzwirkung des Brandschutzputzes unter Naturbrand und
mechanischer Belastung sind die Bauteiltemperaturen in den Achsen A-B-C-D-E-F-G des
Stahltragers gemessen worden. Mittels Thermoelementen Typ K wurden die Stahltemperatu-
ren an Ober- und Unterflansch sowie am Steg gemessen. Die Aufnahme der Brandraum-
temperaturen Uber die Stahltragerlange erfolgte mit acht Plattenthermoelementen, die auf
einer HOhe von ¥z h des Tragers angeordnet wurden. Die gezeigten Brandraumtemperaturen
beschranken sich auf die Messdaten von zwei Plattenthermoelementen. Aufgrund des sym-
metrischen Aufbaues des bekleideten Stahltrdgers werden die gemessenen Temperaturen
exemplarisch fir die Achsen B, Achse C und Achse D (Stahltrdgermitte) in den folgenden

Abbildungen gezeigt.
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Abbildung 5-36: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse B Stahltrager mit 17,57 mm Brand-
schutzputz unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung

900

800 Achse C MSt.211-C
MSt.212-C

700 —MSt.213-C

——Naturbrand

0 30 60

Zeit [min]go 120 150

Abbildung 5-37: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse C Stahltrdger mit 17,57 mm Brand-
schutzputz unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung
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Abbildung 5-38: Gemessene Bauteiltemperaturen Achse D Stahltréager mit 17,57 mm Brand-
schutzputz unter dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung und mechanischer Beanspruchung

Aufgrund der dreiseitigen Naturbrandbeanspruchung zeigte sich ein ungleichmafiges Er-
warmungsverhalten des geschitzten Stahlprofils. Im Unterflansch wurden wahrend des
GroRbrandversuchs hohere Temperaturen als im Steg und im Oberflansch gemessen. Uber
die Stahltragerlange sind die Stahltemperaturen zur Tragermitte (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 Erwarmung des Stahlprofils und konstante
Stahltemperatur (Plateau im zeitlichen Temperaturverlauf). Mit steigenden Brandraumtempe-
raturen erhdhten sich die Temperaturen im Stahlprofil, wobei die gemessenen Unterflansch-
und Stegtemperaturen deutlich héher 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 Abkihlphase ab der 33. Minute reduzierten sich die Brandraum-
temperaturen. Aufgrund der geringen Warmeleitfahigkeit des Brandschutzputzes und deren
thermische Schutzwirkung steigen die Stahlbautemperaturen zunéchst 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 geschitzten Stahltrdgers (Achse D)
stellten sich wahrend des Versuchs leicht h6here 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-

tragers und der Achse B wurden entsprechend der Messdaten ahnliche Stahltemperaturen
ermittelt.

Neben den Bauteiltemperaturen sind die vertikalen Verformungen des belasteten und mit
Brandschutzputz bekleideten Stahltrégers gemessen worden. Zur Aufnahme der vertikalen
Verformungen wurden Potentiometer angewendet. Die mechanische Belastung und die dar-
aus resultierende Durchbiegung des belasten Stahltragers mit 17,57 mm Brandschutzputz
verdeutlicht Abbildung 5-39.
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Abbildung 5-39: Mechanische Belastung und Durchbiegung des mit belasteten Stahltréagers
mit 15 mm perlithaltigem Brandschutzputz

Vor dem Einsetzen der Naturbrandbeanspruchung ist der geschitzte Stahltrager 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 fiihrten. 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 Stahltrdgers 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 A 26,7 mm gemessen. Ab der
76. Minute wurde die Pressenlast zuriickgefahren, sodass sich eine vollstandige Entlastung

des Stahltrdgers einstellte und die Durchbiegung schlagartig zuriickging (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 Tragers verzogert. Die thermische
Schutzwirkung des Brandschutzputzes wird aufgrund der mechanischen Belastung des ge-
schitzten Stahltragers nicht verringert. Aufgrund der mechanischen Belastung wurde ledig-

lich eine hthere Rissbildung detektiert.
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5.6.3 Reaktives Brandschutzsystem

Fur die Bewertung der thermischen Schutzwirkung des wasserbasierten Brandschutzsys-
tems infolge des untersuchten Naturbrandes wurde im Rahmen des Grol3brandversuchs ein
belasteter Trager (HE240A, Lange: 4.900 mm), ein unbelasteter Referenztrager (HE240A,
Lange: 1.000 mm) sowie ein unbelasteter Stitzenabschnitt (HE240A, Léange: 1.000 mm)
untersucht. Wahrend die beiden Trager einer dreiseitigen Beflammung ausgesetzt wurden,
lag fur den Stitzenabschnitt eine vierseitige Beflammung vor.

Im Vorfeld zu dem GroRRbrandversuch wurden die Versuchskorper zunachst sandgestrahlt
(Vorbereitungsgrad: SA 2 1/2). AnschlieBend erfolgte die Applikation der Drahtthermoele-
mente Typ K in den definierten Messachsen durch Punktschweil3en. In Abbildung 5-40 ist die
Anordnung der Thermoelemente exemplarisch fiir den belasteten Trager in den Messachsen
A, C und D dargestellt.
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Abbildung 5-40: Exemplarische Darstellung der Thermoelementapplikation am Steg sowie
am Ober- und Unterflansch des belasteten Tragers in den Achsen A, C und D

Nach der Applikation der Thermoelemente erfolgte die Beschichtung der Versuchskorper mit
einer Grundierung, die als Haftvermittler fir das reaktive Brandschutzsystem diente. Die Tro-
ckenschichtdicke der Grundierung wurde fur alle Versuchskoérper zu 75 pym festgelegt. Nach
der Trocknung der Grundierung erfolgte im nachsten Schritt die Applikation des wasserba-
sierten Brandschutzsystems (reaktive Komponente) in einem Arbeitsgang mit einer Zieltro-
ckenschichtdicke von 350 um. Diese wurde fir den dreiseitig beflammten Trager in Abhan-
gigkeit des Profilfaktors (A/V = 147 m™) 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-Spriihverfahren. Nach einer Trocknungsphase des Brandschutzsystems von
insgesamt drei Wochen erfolgte die Messung der Trockenschichtdicke. Im Anschluss wurden
die Versuchskorper auf die in Kapitel 5.3 vorgestellte Weise in den Deckenpriifstand einge-
baut und dem grolimaf3stéablichen Naturbrandversuch unterzogen.

Im Folgenden werden die wesentlichen Ergebnisse vorgestellt, die im Rahmen des Grol3-
randversuchs fur die mit dem wasserbasierten Brandschutzsystem beschichteten Versuchs-

korper ermittelt wurden.

Belasteter Stahltrager (HE240A) mit einem wasserbasierten Brandschutzsystem

Vor der Durchfiihrung des Brandversuchs wurde die Gesamttrockenschichtdicke des reakti-
ven Brandschutzsystems mithilfe eines digitalen Schichtdickenmessgeréats (QNix 8500) an
insgesamt 402 Messstellen des belasteten Tragers ermittelt. Die Gesamtschichtdicke setzt
sich dabei aus der Trockenschichtdicke der Grundierung und der Trockenschichtdicke der
reaktiven Komponente zusammen. Wie der relativen Haufigkeitsverteilung aus Abbildung
5-41 entnommen werden kann, liegt der Mittelwert der Gesamtschichtdicke bei 440 um. Da
die Schichtdicke der Grundierung 75 um betragt, liegt die mittlere Trockenschichtdicke der
reaktiven Komponente somit bei 365 um fir den belasteten Trager. Dieser Probekorper 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 Stahltrager erfolgte. Auf diese Weise wurde im mittleren Drittel des Ver-
suchskorpers ein konstantes Biegemoment mit Mgq = F - Ly (mit Ly = 1,570 m) realisiert. Da
die Pressenlast zu F = 85,0 kN festgelegt wurde, ergab sich hieraus eine Einwirkung von
Mgq = 133,45 kKNm.

30 . . .
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Abbildung 5-41: Haufigkeitsverteilung der gemessenen Gesamttrockenschichtdicken des
belasteten, dreiseitig beschichteten Tragers (HE240A)
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Neben dem Eigengewicht des Tragers und der beiden Laststempel wirkte auf den Trager
wahrend des Versuchs zusatzlich das Eigengewicht der 1.200 mm breiten sowie 150 mm
dicken Porenbetonplatten. Dieses Eigengewicht wurde bei der Ermittlung der Einwirkungen
als Streckenlast qgq = 1,51 kKN/m bericksichtigt und fluhrte zu einem zusatzlichen Moment
von Mgq = 4,25 kKNm bei einer Tragerstitzweite von 4,74 m. Somit lag wahrend der Ver-
suchsdurchfuhrung in dem belasteten Trager nach Theorie I. Ordnung ein maximales Bie-
gemoment von Mgqges = 137,7 KNm vor. Berechnungen nach Theorie Il. Ordnung unter Be-
ricksichtigung einer Schiefstellung der Hydraulikpressen ergaben hingegen ein einwirkendes
Gesamtmoment in Feldmitte von Mgqgesi = 146,6 KNm. Dieses entspricht 60 % der plasti-
schen Momententragfahigkeit von My rq = 242 KNm, die fir den HE240A-Trager (S235 JR)
auf der Grundlage von Zugfestigkeitsprifungen (fy piansch = 321 MPa und fyy sieg = 360 MPa)

ermittelt wurde.
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Abbildung 5-42: Darstellung des belasteten Tragers (HE240A) wahrend 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 Tragers ein, die mithilfe von Potentiometern an den Lasteinleitungsstempeln
(vgl. Achse | und Achse Il in Abbildung 5-43) gemessen wurde. Da die Durchbiegungen des
Stahltragers sehr gleichméaRig erfolgte, ist in Abbildung 5-43 das Ergebnis der Verformungs-
messung nur fr den Messpunkt I-A dargestellt.

Nach vollstdndiger Aufbringung der Pressenlast stellte sich in dem Versuchskoérper eine
Durchbiegung von 18,5 mm ein. Diese blieb wahrend der Haltezeit von etwas mehr als
15 Minuten konstant. Erst mit dem Beginn des Naturbrandes setzte im Trager eine immer
starker werdende Verformungszunahme (vgl. Abbildung 5-43 d)) ein. Ab der 22. Minute der
Brandbeanspruchung stagnierte die Durchbiegung jedoch fiir 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 Stahltragers 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 Stahltragers (vgl. (2) in Abbildung 5-43 d)).
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Aus diesem Grund wurde der Hydraulikstrang des beschichteten Tragers abgesperrt, um ein
weiteres Durchbiegen des Versuchskorpers durch die Pressen zu vermeiden. Nach 74 Minu-
ten erfolgte die vollstandige Entlastung des Versuchskorpers, die mit einem Verformungs-
rickgang auf ca. 205 mm einherging (vgl. (3) in Abbildung 5-43 d)). In der darauffolgenden
Abkuhlphase nahm die Durchbiegung des Tragers weiter ab und erreichte zum Ende des
Versuchs einen Wert von 188 mm.
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Abbildung 5-43: Gemessene Pressenkraft und zugehdrige Durchbiegung des belasteten
Tragers wahrend der Lastaufbringung (a - b) und der Brandbeanspruchung (c - d)

Die verschiedenen Reaktionsphasen des wasserbasierten Brandschutzsystems sowie die

Durchbiegung des belasteten Stahltragers wahrend des Brandversuchs sind bildhaft in Ab-
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bildung 5-44 dargestellt. Darin ist zum einen die Expansion des Brandschutzsystems
(Schwarzfarbung nach 22 Minuten) sowie quer zur Tragerlangsachse verlaufende Risse im
reaktiven Brandschutzsystem zu erkennen. Die Weil3farbung des Brandschutzsystems, die
bereits nach 32 Minuten sehr ausgepragt war, deutet daraufhin, dass eine kurze Phase der
effektiven thermischen Schutzwirkung vorlag, da das Brandschutzsystem an der Oberflache
bereits thermisch umgesetzt wurde. Die kurze Phase der thermischen Schutzwirkung ist da-
bei auf die geringe Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems zurtickzuftihren.

Risse im RBS

L
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\

Abbildung 5-44: Reaktionszustande des wasserbasierten Brandschutzsystems sowie Durch-
biegungsverhalten des belasteten Tragers
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Der Grenzzustand der Tragfahigkeit wurde fir den belasteten Trager nach 48 Minuten der
Naturbrandbeanspruchung erreicht. Wahrend sich zu diesem Zeitpunkt die Brandraumtem-
peraturen in der Abklhlphase befanden (maximale Brandraumtemperatur trat bereits nach
31 Minuten ein), traten im belasteten Trager zu diesem Zeitpunkt die maximalen Quer-
schnittstemperaturen ein. Wie Abbildung 5-45 entnommen werden kann, lagen die héchsten
Querschnittstemperaturen dabei in der Mitte des Tragers (Achse D). Wahrend 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 tber die Ho-

he des Tragers somit ein Temperaturgradient aus.
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Abbildung 5-45: Gemessene Querschnittstemperaturen des belasteten Tragers (HE240A) in
den Messachsen A — D sowie Brandraumtemperaturen

Mit zunehmender Nahe zum Festlager nehmen die maximalen Querschnittstemperaturen
des belasteten Tragers ab (vgl. Achse C, B, und A). Der Temperaturgradient tber die Hohe
des Tragers bleibt jedoch bestehen. Da die Temperaturachse A auf3erhalb des Brandofens
lag, liegen hier mit maximal 63 °C die geringsten Bauteiltemperaturen vor. In Achse C fiel
wahrend 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 geschitzt wurde,
liegen hier die Maximaltemperaturen bei 203 °C.

Nach dem Erreichen des Grenzzustands der Tragfahigkeit und dem Einsetzen der Abkunhl-
phase im belasteten Trager 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.

Grol3er Riss

F\Brenbeton_'i"' e
- -platte
\ -

Blickrichtung Porenbetonplatte

mit Mineralwolle

Riss im ’ o Brandraum-
RBS Thermoelement

Abbildung 5-46: Darstellung des belasteten Tragers (HE240A) nach dem Versuch aus unter-
schiedlichen Blickrichtungen

Der Zustand des belasteten Tragers nach dem Versuch ist in Abbildung 5-46 dargestellt.
Darin sind zahlreiche Risse im reaktiven Brandschutzsystem unterschiedlicher Gro3en er-
kennbar. Diese liegen vorrangig auf der Unterseite des Unterflansches und sind auf die me-
chanisch induzierte Durchbiegung des Tragers zuriickzufuhren. Hierbei muss jedoch zwi-
schen Rissen unterschieden werden, die bereits wahrend der Expansion des Brand-
schutzsystems entstanden sind und Rissen, die erst bei beim Erreichen des Grenzzustands
der Tragfahigkeit eintraten. So trat der groRe 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 wahrend der Expansion bzw. der Schmelzphase des Brand-
schutzsystems entstehen, weisen namlich filamentartige Rissflanken auf, die auf einen zeit-
lich abhangigen, viskosen Vorgang hindeuten. Ein entsprechendes Beispiel fir eine derartige

223
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Rissbildung ist in Abbildung 5-47 fir die Kante des Unterflansches dargestellt. Die Ursache
fur diesen Riss liegt in der konvexen Form der Flanschkante und dem begrenzten Vermogen
des Brandschutzsystems in Querrichtung zu expandieren.

Riss infolge
Durchbiegung

Riss an Flanéchkaﬁte
infolge Expansion

Abbildung 5-47: Dokumentation der innerhalb des wasserbasierten Brandschutzsystems
entstandenen Rissbildung

Neben den Rissen traten im reaktiven Brandschutzsystem vereinzelt mehrere Zentimeter
grol3e Blasen auf, die vor allem im Bereich des Festlagers vorzufinden waren (vgl. Abbildung
5-48). Dabei lie3en sich sowohl geschlossene als auch offene Blasen beobachten. Wéhrend
die geschlossenen Blasen Ublich fir das Expansionsverhalten von reaktiven Brand-

schutzsystemen sind, wurden die Blasen mit Offnungen erstmalig beobachtet.

GroRe geschlossene
Einzelblasen

Einzelblasen
mit Offnungen

Abbildung 5-48: Im Bereich des Festlagers entstandene grofl3e Einzelblasen unterschiedli-
cher Formen
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Auch in den restlichen Teilen des Versuchskérpers (vgl. Oberflansch in Abbildung 5-49)
konnten derartige Blasen mit nachtraglich geschlossenen Offnungen beobachtet werden.
Anders als im Bereich des Festlagers waren diese jedoch deutlich kleiner. Zurtckfiihren lasst
sich diese Form der Blasenbildung mdglicherweise auf die viskose Phase des Brand-
schutzsystems, bei der aufgrund der geringen Aufheizgeschwindigkeit des Naturbrandes
einzelne Blasen in sich zusammenfielen und von dem nachschaumenden Material ausgefullt
wurden. Dies stellt jedoch eine Vermutung dar und bedarf weiterer systematischer Untersu-

chungen.

" Tégrmitte

Abbildung 5-49: Am Oberflansch des belasteten Trager entstandene kleine Blasen mit nach-
traglich geschlossenen Offnungen

Neben der Dokumentation der Rissbildung und Blasenformen wurde nach dem Versuch zu-
satzlich 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 Uber die Tragerlange aufgetragen.

Im Ober- und Unterflansch liegt im Vergleich zu den beiden Stegseiten eine gleichméaRigere
Schaumschichtdicke des Brandschutzsystems vor. Die Mittelwerte fiir den Ober- und Unter-
flansch liegen bei ca. 13 bzw. 11 mm. Auch im Steg liegt mit 12 mm eine &hnliche mittlere
Schaumschichtdicke vor, die jedoch deutlich starkeren Schwankungen unterliegt. Die Ursa-
che hierfir liegt in der Trockenschichtdicke des Brandschutzsystems begrindet. Wéhrend
am Ober- und Unterflansch tberschissiges Material mit einem Hobel entfernt und dadurch
eine vollflachig gleichmalige Trockenschichtdicke realisiert wurde, konnte dies im Bereich
der Walzausrundungen und im Ubergangsbereich zum Steg nicht erfolgen. Aus diesem
Grund lagen hier vergleichsweise ungleichmafige Trockenschichtdicken vor, die zu der mar-
kanten Ausbildung der Schaumschicht flhrten.

Wie Abbildung 5-51 entnommen werden kann, resultieren die Endschichtdicken der
Schaumschicht, die am Ober- und Unterflansch gemessen wurden, ebenfalls in gleichmaRi-

geren Expansionsfaktoren als im Bereich des Steges. Mit einem mittleren Expansionsfaktor
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von a = 30,0 liegt die hdchste Expansion des Brandschutzsystems dabei im Bereich des
Oberflansches vor. Der geringste mittlere Expansionsfaktor (a = 24,0) ist hingegen am Unter-
flansch zu finden. Im Steg liegt der mittlere Expansionsfaktor trotz der starken Streuungen
bei a = 27,5. Ein Vergleich dieser Expansionsfaktoren mit den Ergebnissen der digitalen Ex-
pansionsanalyse fir 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 lasst sich anhand des Grof3brandversuchs
bestatigen, dass das Expansionsverhalten des reaktiven Brandschutzsystems auch im Re-
almal3stab durch die Aufheizgeschwindigkeit der untersuchten Naturbrandkurve und der
Bauteilmassigkeit beeinflusst wird.
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Abbildung 5-50: Gemessene Schaumschichtdicken des wasserbasierten Brandschutzsys-

tems am Oberflansch, Steg und Unterflansch entlang des belasteten Tragers, beginnend am
Loslager
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Abbildung 5-51: Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brandschutzsystems am Ober-
flansch, Steg und Unterflansch in Abhangigkeit der Tragerlange (Beginn am Loslager)

Trotz der geringen Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems konnte die Er-

warmung des belasteten Tragers gegenlber der einwirkenden Naturbrandkurve verzdgert

bzw. reduziert werden. Auf diese Weise konnte mit einer mittleren Trockenschichtdicke von

365 um, die fur eine Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten infolge ETK dimensioniert wur-

de, die Tragfahigkeit des dreiseitig beflammten Tragers fur 48 Minuten im Rahmen des un-

tersuchten Naturbrandes aufrechterhalten werden. Den Untersuchungen lag dabei eine

Lastausnutzung der Momententragféhigkeit von 60 % bei Raumtemperaturbedingungen zu-

grunde.
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Unbelasteter Referenztrdger (HE240A, Ladnge: 1.000 mm)

Um den Einfluss der mechanischen Einwirkungen auf die Leistungsfahigkeit des wasserba-
sierten Brandschutzsystems und die daraus resultierende Erwarmung des belasteten Stahl-
tragers bewerten zu konnen, wurde im Rahmen des Grof3brandversuchs zusétzlich ein unbe-
lasteter Referenztrager (HE240A) mit einer Lange von 1.000 mm untersucht. Um eine Ver-
gleichbarkeit der Brandbeanspruchung sicherzustellen, wurde der Referenztrager in einem
Abstand von 1.200 mm neben dem belasteten Versuchskérper angeordnet.

In Analogie zum belasteten Trager erfolgte fir den Referenztréager vor dem Versuch die Er-
mittlung der Gesamttrockenschichtdicke mit einem digitalen Schichtdickenmessgerat. Das
Ergebnis der Messung ist in Abbildung 5-52 dargestellt. Darin ist zu erkennen, dass die mitt-
lere Gesamtschichtdicke der Brandschutzbeschichtung bei 425 ym lag und die Trocken-
schichtdicke der reaktiven Komponente daher 350 ym betrug. Gegentber dem belasteten
Trager stellt dies eine um ca. 15 ym geringere Trockenschichtdicke des wasserbasierten
Brandschutzsystems dar.

30 Mittelwert: 425 ym Mittlere Trockenschichtdicken
25 | des wasserbasierten Brand-
¥ schutzsystems:
E 20 91 Messstellen Gesamtschichtdicke: 425 pm
2 15 - .
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I 10 -
@' Reaktive Komponente: 350 uym
5 |
0 |
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Gesamttrockenschichtdicke [um]

Abbildung 5-52: Haufigkeitsverteilung der gemessenen Gesamttrockenschichtdicken des
unbelasteten, dreiseitig beschichteten Referenztragers (HE240A)

Fur die Messung der Querschnittstemperaturen des unbelasteten Referenztréagers wurden
analog zum belasteten Trager 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 Punktschweil3en angebracht wurden.

In Abbildung 5-53 sind die Ergebnisse der Temperaturmessung fur den unbelasteten Refe-
renztréger infolge des untersuchten Naturbrandes dargestellt. Darin sind die Querschnitts-
temperaturen in Tragermitte sowie bei Zweidrittel der Tragerlange dargestellt. In beiden Fal-
len liegen in den jeweiligen Querschnittsteilen nahezu gleiche Temperaturen vor. Ahnlich wie

beim belasteten Trager lasst sich Uber die Hohe des Referenztragers ein Temperaturgradi-
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ent feststellen. Wahrend die maximale Querschnittstemperatur im Unterflansch bei 603 °C
liegt, betragt die Oberflanschtemperatur zum selben Zeitpunkt (46. Minute) ca. 460 °C. Damit
tritt die maximale Querschnittstemperatur im Referenztréger ca. zwei Minuten friher ein als
im belasteten Trager. Erkennen l&sst sich dies anhand des Vergleichs zwischen der maxima-
len Unterflanschtemperatur und der grau gestrichelten Linie, die den Zeitpunkt reprasentiert,
an dem die Grenztragfahigkeit des belasteten Stahltragers erreicht wurde.
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Abbildung 5-53: Gemessene Querschnittstemperaturen des unbelasteten Referenztragers
(HE240A, L = 1.000 mm) in Tragermitte sowie im zweiten Drittelspunkt

Da im Referenztrager ca. 20 °C hohere Stahltemperaturen gemessen wurden als im belaste-
ten Tréger, lasst sich der Einfluss der mechanischen Einwirkung auf das Erwarmungsverhal-

ten des untersuchten Tragers anhand der gemessenen Temperaturen nicht identifizieren.
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Abbildung 5-54: Dokumentation der Rissbildung innerhalb des wasserbasierten Brand-
schutzsystems an der Unterseite des unbelasteten Referenztragers
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Insgesamt ahnelt das Erwarmungsverhalten des Referenztragers sehr dem Erwarmungsver-
halten des belasteten Tragers.

Auch die Betrachtung der expandierten Schaumschicht liefert zunachst ein ahnliches Bild
wie beim belasteten Trager. So sind an der Unterseite des Unterflansches zahlreiche Risse
im RBS erkennbar (vgl. Abbildung 5-54). Bei genauer Betrachtung lasst sich jedoch feststel-
len, dass die Rissbreiten zum einen geringer und die Verlaufe zum anderen unregelmaliger
sind als beim belasteten Trager. Hier lagen deutlich breitere und senkrecht zu der Trager-
achse verlaufende Risse vor. Daher lasst sich schlussfolgern, dass die am Referenztrager
beobachteten Risse im reaktiven Brandschutzsystem auf die thermischen Dehnungen des
Versuchskdrpers zurtickzufiihren sind, wahrend die vereinzelten grof3en Risse des belaste-

ten Tragers der mechanisch induzierten Durchbiegung zuzuordnen sind.
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Abbildung 5-55: Am Ober- und Unterflansch des unbelasteten Referenztragers entstandene
Blasenformen des reaktiven Brandschutzsystems

Das beim belasteten Trager beobachtete Phanomen der Blasenbildung trat auch beim unbe-
lasteten Referenztrager auf. Wahrend an der Unterseite des Oberflansches zahlreiche kleine
Blasen mit nachtraglich geschlossenen Offnungen identifiziert wurden, lagen auf der Ober-
seite des Unterflansche sowie im Ubergangsbereich zu den Walzausrundungen einzelne
grofl3e Blasen vor (vgl. Abbildung 5-55).

Da die beiden Blasenformen sowohl beim belasteten Trager als auch beim unbelasteten
Referenztrager auftraten, kann ausgeschlossen werden, dass diese Form der Blasenbildung
von der mechanischen Einwirkung abhéngt. Vielmehr liegt die Vermutung nahe, dass die
Aufheizgeschwindigkeit des untersuchten Naturbrandes dazu gefihrt hat, dass sich vor al-

lem die Blasen mit den nachtraglich zugeschaumten Offnungen ausgebildet haben.
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In Analogie zu dem belasteten Trager wurden im Nachgang zu dem Brandversuch die End-
schichtdicken der expandierten Schaumschicht entlang des Referenztragers in mehreren
Messpfaden gemessen. Das Ergebnis der Messung ist in Abbildung 5-56 dargestellt. Anhand
der Schichtdickenverlaufe lasst sich ableiten, dass sich die Kohlenstoffschaumstruktur des
reaktiven Brandschutzsystems besonders am Ober- und Unterflansch gleichm&Rig ausbilde-
te. Hier liegen im Mittel Schaumschichtdicken von 9 mm (Oberflansch) bzw. 8 mm (Unter-
flansch) vor. Im Bereich des Steges betragt die mittlere Schaumschichtdicke hingegen
11,5 mm. Insgesamt sind die Schaumschichtdicken des Referenztragers damit ca. 2 — 3 mm
geringer als beim belasteten Trager. Hierdurch lasst sich erklaren, dass im Referenztrager

geringfugig hohere Querschnittstemperaturen gemessen wurden.
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Abbildung 5-56: Gemessene Schaumschichtdicken des wasserbasierten Brandschutzsys-
tems am Oberflansch, Steg und Unterflansch entlang des unbelasteten Referenztragers
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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 a = 20,0 bzw. a = 21,0. Nur im Stegbereich liegt mit
a = 29,0 ein &hnlicher mittlerer Expansionsfaktor vor wie im Falle des belasteten Tragers.
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Abbildung 5-57: Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brandschutzsystems am Ober-
flansch, Steg und Unterflansch in Abhangigkeit der Lange des unbelasteten Referenztragers

Insgesamt lasst sich schlussfolgern, dass die Betrachtung des unbelasteten Referenztragers
keine Bewertung des Einflusses von mechanischen Einwirkungen auf das Erwarmungsver-
halten des belasteten Trégers zulasst, da die Querschnittstemperaturen im Referenztrager
aufgrund geringerer Schaumschichtdicken zum Teil hdéher ausfallen. Gleichwohl lasst sich

anhand des Vergleichs der Rissformen des belasteten und des unbelasteten Tragers zwi-
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schen mechanisch induzierten und temperaturbedingten Rissen im reaktiven Brand-

schutzsystem unterscheiden.

Unbelasteter Stlutzenabschnitt (HE240A, Ldnge: 1.000 mm)

Zusatzlich zu den beiden dreiseitig beflammten Tragern wurde im Rahmen des Grof3brand-
versuchs auch ein vierseitig beflammter Stitzenabschnitt untersucht. Hierdurch sollte der
Einfluss der Beflammung auf das Erwarmungsverhalten des HE240A-Profils infolge des un-
tersuchten Naturbrandes quantifiziert und bewertet werde.

Vor der Versuchsdurchfuhrung wurde die Gesamttrockenschichtdicke des reaktiven Brand-
schutzsystems zu 435 pm ermittelt, sodass die Trockenschichtdicke der reaktiven Kompo-
nente 360 uym betrug. Die relative Haufigkeitsverteilung der Gesamttrockenschichtdicke, die

an insgesamt 112 Messstellen gemessen wurde, ist in Abbildung 5-58 dargestellt.
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Abbildung 5-58: Haufigkeitsverteilung der gemessenen Gesamttrockenschichtdicken des
unbelasteten, vierseitig beschichteten Stitzenabschnitts (HE240A)

Fur die Bewertung des Erwarmungsverhaltens des unbelasteten Stiitzenabschnitts wurden
in Analogie zu den zuvor vorgestellten Versuchskérpern Drahtthermoelemente des Typs K in
zwei Messachsen an den Flanschen und dem Steg durch PunktschweiRen angebracht. Die
beiden Messachsen wurden dabei in einer Entfernung von 500 bzw. 800 mm vom Stlitzen-
fulBpunkt ausgehend definiert.

Die Ergebnisse der Temperaturmessung fir den unbelasteten Stitzenabschnitt sind in Ab-
bildung 5-59 dargestellt. Darin ist zu erkennen, dass die Erwarmung des Stitzenprofils ge-
genuber den beiden untersuchten Tragern deutlich homogener erfolgt. Aufgrund der viersei-
tigen Beflammung stellen sich erwartungsgemaf 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 hangt
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mit der Brandraumtemperatur und der Steuerung der Brenner zusammen. Nach ca. 31 Minu-
ten wurde im Versuch die Abkuhlphase des Naturbrandes durch das Herabsetzen der Bren-
nerleistung eingeleitet. Dies lasst sich z.B. anhand der Gréf3e 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.
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Abbildung 5-59: Gemessene Querschnittstemperaturen des unbelasteten Stiitzenabschnitts
(HE240A, L = 1.000 mm) bei L = 500 und 800 mm ausgehend vom StitzenfulRpunkt

Insgesamt erwarmt sich der unbelastete Stlitzenabschnitt gegeniiber den beiden Tragern
etwas starker. Die maximale Querschnittstemperatur betrdgt 612 °C und liegt erwartungs-
gemal in der oberen Messachse im Bereich des Steges. Die Flanschtemperaturen betragen
zu diesem Zeitpunkt 607 und 575 °C. Die hohere der beiden Temperaturen liegt dabei im
brandraumzugewandten Flansch.

Trotz der vierseitigen Beflammung und der homogenen Erwarmung sind die maximalen
Querschnittstemperaturen des Stitzenabschnitts nicht signifikant hoher als die Temperatu-
ren in den dreiseitig beflammten Tragern.

Hinsichtlich des Rissbildungsverhaltens und der Blasenbildung verhalt sich das reaktive
Brandschutzsystem auf dem Stitzenabschnitt in &hnlicher Weise wie bei den zuvor vorge-
stellten Versuchskorpern. So lassen sich z.B. an den Flanschkanten des Stiitzenabschnitts
Risse im reaktiven Brandschutzsystem wiederfinden, die wahrend der Expansion entstanden
sind (vgl. Abbildung 5-60). Zudem liegen unregelmafige Risse unterschiedlicher Rissbreiten
auf der brandraumzugewandten Seite des Stlitzenflansches 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 Stahlstiitze sowie dem Schrumpfverhalten des reaktiven

Brandschutzsystems zurtickzufihren.
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Abbildung 5-60: Am FuB3punkt des unbelasteten Stlitzenabschnitts entstandene Blasen so-
wie Risse an Flanschkanten im reaktiven Brandschutzsystem

Die Ausbildung von vereinzelten, groRen Blasen mit Offnungen lag im Falle des unbelasteten
Stutzenabschnitts nur im Bereich des Stutzenful3es vor (vgl. Abbildung 5-60), wobei dieser
Effekt auf der Seite der Ofenwand starker ausgepragt war. Daher liegt die Vermutung nahe,
dass die Ausbildung dieser Blasenform durch mdgliche Abschattungseffekte und damit ge-
ringere Erwarmungsgeschwindigkeiten des beschichteten Stahlbauteils begiinstigt werden.

\-.,E ‘RIS§ im RBS ;‘r

Abbildung 5-61: Dokumentation der Rissbildung innerhalb des wasserbasierten Brand-
schutzsystems am brandraumzugewandten Flansch des unbelasteten Stitzenabschnitts
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Von allen untersuchten Versuchskorpern weist der Stitzenabschnitt 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
Abhangigkeit der Stutzenlange (beginnend von unten nach oben) dargestellt. Wahrend die
mittlere Schaumschichtdicke am brandraumzugewandten Flansch 7,0 mm betragt, 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.
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Abbildung 5-62: Gemessene Schaumschichtdicken des wasserbasierten Brandschutzsys-
tems an den Flanschen und am Steg entlang des unbelasteten Stiitzenabschnitts (von unten
nach oben)

Entsprechend der gemessenen Schaumschichtdicken liegen im Bereich des brandraumzu-

gewandten Flansches mit a = 18,0 die geringsten Expansionsfaktoren vor. In Kombination
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mit den Rissen im reaktiven Brandschutzsystem fiihren diese geringen Expansionsmalle in
Stutzenmitte 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).
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Abbildung 5-63: Expansionsfaktoren des wasserbasierten Brandschutzsystems an den Flan-
schen und am Steg in Abhangigkeit der Héhe des unbelasteten Stiitzenabschnitts

Die Auswertung der Ergebnisse fir den unbelasteten Stitzenabschnitt zeigen insgesamt,
dass auch im Falle des untersuchten Naturbrandes sich im vierseitig beflammten Stutzenpro-
fil eine nahezu homogene Erwarmung einstellt. In der Abkuhlphase liegen in allen Quer-
schnittsteilen sogar dieselben Temperaturen vor.

Ahnlich wie beim unbelasteten Referenztrager bilden sich auch im Falle des Stitzenprofils

Risse im reaktiven Brandschutzsystem, die auf die thermische Dehnung des Stahlprofils so-
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wie das Schrumpfverhalten des reaktiven Brandschutzsystems zurtickgefuihrt werden kon-
nen.

Die Ausbildung von einzelnen, groRen Blasen mit Offnungen ist im Falle des Stitzenprofils
deutlich weniger ausgepragt und lasst sich nur im Bereich des Stitzenful3es wiederfinden.
Trotz der vierseitigen Beflammung und ahnlicher Trockenschichtdicke, wie bei den dreiseitig
beflammten Tragern, sind die maximalen Querschnittstemperaturen des Stutzenprofils nur
geringfugig hoher als die Unterflanschtemperaturen der beiden untersuchten Trager.

Mit einer Trockenschichtdicke von 360 um war das wasserbasierte Brandschutzsystem in
der Lage, den vierseitig beflammten Stltzenabschnitt vor einer direkten Erwarmung infolge
des untersuchten Naturbrandes zu schiitzen. Inwieweit eine Erhéhung der Trockenschichtdi-
cke des wasserbasierten Brandschutzsystems zu einer starkeren Reduktion der Quer-
schnittserwarmung fihrt, wird im Rahmen der numerischen Simulationen in Kapitel 6.3.3

vorgestellt.
5.7 Zusammenfassung

Die Ergebnisse des Grollbrandversuches zeigen die gemessenen Bauteiltemperaturen von
geschitzten Stahlbauteilen unter realen Bedingungen. Die Messergebnisse konnten zur Ab-
schatzung der Schutzwirkung der betrachteten Brandschutzmaterialien hergezogen werden.
Zusétzlich sind die temperatur- und lastbedingte Verformungen und Rissbildungen anhand
der Versuchsergebnisse untersucht worden. Insbesondere bei den gipsgebundenen Platten-

bekleidungen wurden temperaturbedingte Risse und ausgepragte Fugenbildung erfasst.

Im Falle der reaktiven Brandschutzsysteme wurde im GrofRbrandversuch eine wasserbasier-
te Brandschutzbeschichtung untersucht. Hierfir wurde das Brandschutzsystem auf einem
4.900 mm langen, belasteten Trager sowie auf jeweils einem unbelasteten Trager- und Stiit-
zenabschnitt appliziert. In allen drei Fallen lag die mittlere Trockenschichtdicke des reaktiven
Brandschutzsystems bei 350 — 365 um.

Als thermische Einwirkung wurde die Naturbrandkurve zugrunde gelegt, die in Kapitel 3.4
ermittelt wurde. Wéahrend fir die Brandschutzputz- und Brandschutzplattenbekleidung kein
Grenzzustand der Tragfahigkeit flr den jeweiligen belasteten Trager ermittelt werden konnte,
trat im Falle des reaktiven Brandschutzsystems der Grenzzustand der Tragfahigkeit in der
Abkihlphase des Naturbrandes nach 48 Minuten ein. Der Grund hierfir lag in der Dimensio-
nierung des Brandschutzsystems, die auf der Grundlage der nationalen Produktzulassung
fur eine Feuerwiderstandsdauer von 30 Minuten infolge Einheits-Temperaturzeitkurve und
des Profilfaktors fiir einen dreiseitig beflammten Trager erfolgte. Anders als beim reaktiven

Brandschutzsystem wurden fir den Brandschutzputz und die gipsgebundene Brandschutz-



GroRRmalfstabliche Experimentelle Untersuchungen 239

platte Bekleidungsdicken von den Herstellern definiert, die eine deutlich hthere Feuerwider-
standsdauer als 30 Minuten widerspiegeln. An dieser Stelle ist daher ausdriicklich daraufhin
zuweisen, dass eine Vergleichbarkeit der Brandschutzmaterialien im Rahmen des Grol3-
brandversuchs nicht zuléssig ist und zu falschen Schlussfolgerungen fiihren wirde. So er-
folgte z.B. die Prifung der gipsgebundenen Brandschutzplattenbekleidung gegenlber den
anderen beiden Brandschutzmaterialien mit nur einem halb so gro3en Lastausnutzungsgrad.
Die Bewertung der einzelnen Brandschutzmaterialien und deren thermisches sowie mecha-
nisches Verhalten infolge der untersuchten Naturbrandkurve sollten daher fir jedes Brand-
schutzmaterial einzeln erfolgen.

So konnte aufgrund des belasteten Tragerversuchs fur das reaktive Brandschutzsystem
festgestellt werden, dass die mechanisch induzierte Durchbiegung des Tragers zu grol3eren
Rissen in der expandierten Schaumschicht fiihrte. Anhand der unbelasteten Versuchskorper
konnte zudem aufgezeigt werden, dass Risse im untersuchten Brandschutzsystem auch
temperaturbedingt entstehen kénnen, wenn das Brandschutzsystem eine geringe Trocken-
schichtdicke aufweist.

Neben den Rissen konnte im Rahmen des GroRRbrandversuchs 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 nachtraglich zugeschaumten Off-
nungen auf die thermische Einwirkung des untersuchten Naturbrandes zuriickgefuhrt. Far
die Klarung dieses Phanomens sind jedoch weiterfihrende, systematische Untersuchungen
erforderlich.

Die realen Bauteiltemperaturen des realmaf3stablichen GroR3brandversuchs kdnnen fir die

Validierung des Ingenieurmodells im Kapitel 6 angewendet werden.
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6 Numerische Untersuchungen

6.1 Einleitung

Zur Abschatzung der thermischen Schutzwirkung der untersuchten Brandschutzmaterialien
unter Naturbrand sind unter Verwendung der Brandschutzingenieurmethoden numerische
Modelle zur Simulation geschitzter Stahlbauteile entwickelt worden. Die experimentellen
Daten der temperaturabhangigen 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 Uberfihrt
worden. Die experimentellen Daten der thermoanalytischen Untersuchungen aus Kapitel 4
sowie die des reprasentativen Naturbrandverlaufs der Brandsimulationsberechnung aus Ka-
pitel 3 fanden dabei Eingang in die Numerik. Die Implementierung der temperaturabhangigen
Materialeigenschaften in das Ingenieurmodell ermdglicht es, die Bauteiltemperaturen beklei-
deter bzw. beschichteter Stahlbauteile zu simulieren. Die Ableitung der temperaturabhéngi-
gen Materialkennwerte aus den experimentellen Daten wird im Folgenden dargestellt. Die
numerischen Modelle kdnnen Bauteiltemperaturen von I-Profilen mit kastenférmiger oder
profilfolgender Brandschutzbekleidungen berechnen. Die sich ergebenen Bauteiltemperatu-
ren wahrend einer Naturbrandbeanspruchung kdnnen somit numerisch bestimmt werden.
Des Weiteren sind die Modelle fir belastete und unbelastete Stahlprofile mit den untersuch-
ten Brandschutzmaterialien sowie fir eine drei- und vierseitige Naturbrandbeanspruchung
ausgelegt. Die Ergebnisse der numerischen Untersuchungen wurden durch die gemessenen
Bauteiltemperaturen aus dem GroBBbrandversuch, der in Kapitel 5 beschrieben wurde, vali-
diert. Die Ergebnisse der Simulationen im Vergleich zu den realen Messdaten des Grol3-

brandversuchs werden im Folgenden dargestellt.

6.2 Ableitung der thermischen Materialkennwerte

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 Abh&angigkeit der thermischen Materialeigenschaften von der
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Temperatur sowie der Aufheiz- bzw. Abkuhlrate der Naturbrandbeanspruchung unterliegen
die experimentellen Daten Streuungen. Fir das Ingenieurmodell sind temperaturabhéngige
Materialgesetze fir die thermischen Materialeigenschaften A, p und ¢, sowohl fir die Auf-
heizphase als auch fir die Abkuhlrate definiert worden, um die thermische Schutzwirkung
der betrachteten Brandschutzmaterialien zu simulieren. Die Unsicherheiten der gewé&hlten
temperaturabhangigen 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 mdgliche Riss- sowie Fugenbildungen abzubil-
den. Die Anpassung der thermischen Materialeigenschaften als thermische Materialkennwer-
te im Ingenieurmodell erfolgte iterativ. Die Warmeleitfahigkeit A wurde zunachst mit den Mit-
telwerten der experimentellen Daten angesetzt und davon ausgehend sukzessive erhdht
bzw. reduziert, da die Warmeleitfahigkeit ein sensitiver Faktor hinsichtlich der Temperatur-
verteilung eines beflammten Querschnitts darstellt. Fiir den Hochtemperaturbereich > 600 °C
sind aufgrund der fehlenden experimentellen Daten die thermischen Materialgesetzte extra-
poliert worden. Ferner wurden Annahmen getroffen, die eine erhthte Fugen- und Rissbil-
dung der gipsgebundenen Brandschutzplatten im numerischen Modell abbildet. Zusétzlich
sind die Kurvenverlaufe der thermischen Materialgesetze, die in Kapitel 2 aus verschiedenen
Literaturstellen zusammengetragen worden sind, vergleichend herangezogen worden. Die
thermischen Materialkennwerte A, p und c,, die den Warmetransport im Ingenieurmodell be-
ricksichtigen, wurden als temperaturabhangige Materialgesetzte im Ingenieurmodell imple-
mentiert. Fur die Gipskartonfeuerschutzplatte sind die temperaturabhangigen Materialgeset-

ze, die den numerischen Untersuchungen zugrunde liegen, in Abbildung 6-1 dargestellt.

1 —e—a
A 0opec - 807 kgim® [ 20

= & & &

= <
¥ =)
Eos e e = =
== 152
[ (0
=0 'm =
z %0.6 N
= - 10 &
2804 2
© 2 £
= i =
Eo2 5 2
: N
= 2
0 | | 0 o

0 200 400 600 800 1000

Temperatur [°C]
Massenverlust Warmeleitfahigkeit spez. Warmekapazitat
— Aufheizphase — - AbkUhlphase + experimentelle Daten

Abbildung 6-1: Thermische Materialkennwerte fiir numerische Untersuchungen einer Gips-
kartonfeuerschutzplatte unter Naturbrand
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Es erfolgte eine Simplifizierung der experimentellen Daten der temperaturabhangigen Mate-
rialeigenschaften zu thermischen Materialgesetzen fir das Ingenieurmodell. Fur die Warme-
leitfahigkeit A der GKF-Platte wurden die Mittelwerte der TPS-Messung im Mittel um bis zu
65% reduziert, wobei die A-Werte weiterhin im unteren Streubereich der TPS-Messungen
liegen. Fur die Aufheizphase sind die Warmeleitfahigkeiten hoher als fur die Abhkihlphase
angesetzt worden, um das die erhohte Leitféahigkeit des Brandschutzmaterials aufgrund des
Wassergehalts numerisch abzubilden. Qualitiativ sind die temperaturabhangigen verlaufe der
Warmeleitfahigkeit fir die Aufheizphase und Abklhlphase &hnlich. Ab 500 °C wurde die
Warmeleitfahigkeit kontinuierlich erhéht, um temperaturbedingte Fugen- und Rissbildungen
im Ingenieurmodell abzubilden. Die temperaturabhangige, spezifische Warmekapazitat kann
hinsichtlich des ausgepragten Peaks im Temperaturverlauf modifiziert werden, um thermi-
schen bedingte Feuchtetransporte und Dehydratation im Ingenieurmodell abzubilden. Die
spezifische Warmekapazitat c, wurde gemaf 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 fiir ¢, ange-
nommen. Fir die Abkuhlphase wurde ein konstanter Wert von ¢, = 1.500 J/(kgK) im Ingeni-
eurmodell vorgegeben. In Analogie zu c, wurden flr die Rohdichte p die experimentellen
TGA-Daten fiur eine Aufheizphase von 20 K/min angesetzt. Fur die Abkihlphase ist ein kon-
stanter Wert von p = 630 kg/m? (0,78 p2o-.c = 807kg/m3) vorgegeben worden.
Fur 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.
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Abbildung 6-2: Thermische Materialkennwerte fiir numerische Untersuchungen einer Gipsfa-
serplatte unter Naturbrand
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Fur die Gipsfaserplatte sind die Mittelwerte der TPS-Messung sowohl fur die Aufheizphase
als auch fur die Abkihlphase im Mittel um ca. 30% reduziert worden, um das thermische
Materialverhalten der Brandschutzplatte numerisch abzubilden. Der temperaturabhangige
Verlauf von A liegt dabei weiterhin im Streubereich der TPS-Messungen. Die im Grof3brand-
versuch detektierte thermisch induzierte Rissbildung wurde im Ingenieurmodell vereinfacht
durch eine Erh6hung der Warmeleitfahigkeiten ab Temperaturen von 500 °C erzielt. Der
temperaturabhangige Verlauf der spezifischen Warmekapazitat wurde von den DSC-Daten
(bis 600 °C) mit einer Aufheizgeschwindigkeit von 20 K/min abgeleitet, da im Grol3brandver-
such eine Aufheizgeschwindigkeit von ca.16-20 K/min erzielt wurde. Fur Temperaturen
>600 °C lagen keine experimentellen Daten vor, sodass ein konstanter Verlauf von c, vorge-
ben wurde. Fur die Abkuiihlphase wurde ebenfalls ein konstanter Wert von ¢, = 2000 J/(kgK)
im Ingenieurmodell vorgegeben. Die Rohdichte wurde im Ingenieurmodell in der Aufheizpha-
se gemal den TGA Messungen bis 1000°C und einer Aufheizgeschwindigkeit von 20 K/min
temperaturabhangig vorgegeben. In der Abklhlphase wurde die Rohdichte konstant mit
p = 824 kg/m?® (0.71- pooe-c = 1159 kg/m3) angesetzt.Fir die Aufheizphase sinkt die Rohdichte
in Abhangigkeit der Temperatur, sodass in der Abkuhlphase nur eine reduzierte Rohdichte

angesetzt werden kann.

Calciumsilikatbasierte Brandschutzplatten

Fur die Brandschutzplattenbekleidung auf Basis von Calciumsilikat sind die thermischen Ma-
terialgesetze ebenfalls von den experimentellen Daten der temperaturabhéangigen Materi-
aleigenschaften abgeleitet worden. Im Gegensatz zu den gipsgebundenen Brandschutzplat-
ten sind die temperaturabhangigen Materialgesetzte, die im Ingenieurmodell ihre Anwendung
fanden, nur geringfuhig modifiziert worden. Auf Grundlage der experimentellen Daten sind
die temperaturabhéangigen Materialgesetze fir A, p und ¢, abgeleitet worden. Abbildung 6-3
zeigt die temperaturabhéngigen Materialgesetze fur die untersuchte Calciumsilikatplatte, die
dem Ingenieurmodell zur Bestimmung der Schutzwirkung calciumsilikathaltiger Brandschutz-

plattenbekleidung zu Grund gelegt wurden.



244 Numerische Untersuchungen

M * » ’ P2gec = 505 kgfm3

|

spez. Warmekapazitat [KJ/(kg-K)]

o o
~ o
I T

(N w

o

)

T
—

Massenverlust [-] /
Warmeleitfahigkeit [W/(m-K)]

o
o

0 200 400 600 800 1000
Temperatur [°C]
——Massenverlust Warmeleitfahigkeit spez. Warmekapazitat
— Aufheizphase — = Abkuhlphase + experimentelle Daten

Abbildung 6-3: Thermische Materialkennwerte fiir numerische Untersuchungen einer Calci-
umsilikatplatte unter Naturbrand

Fir die thermischen Materialkennwerte c,, p und A wurden die Mittelwerte der experimentel-
len Daten (TPS, DSC und TGA) verwendet. Der temperaturabhangige Kurvenverlauf fir A
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. Fur den Hochtemperaturbereich > 600 °C lagen keine experimentellen Daten
vor, sodass die Verlaufe der temperaturabhdngigen Materialkennwerte extrapoliert wurden.
Ferner sind in Analogie zur Datenbasis aus Kapitel 2 Annahmen getroffen worden, um die
horizontale Rissbildung im numerischen Modell zu berticksichtigen. Entsprechend ist die
Warmeleitfahigkeit ab 600 °C sukzessiv gehdht worden. Fir die thermischen Materialkenn-
werte p und ¢, in der Aufheizphase sind die experimentellen Daten aus DSC und TGA, die
mit einer Aufheizgeschwindigkeit von 20 K/min ermittelt wurden, verwendet worden. Fir die
Abklihlphase wurde im Ingenieurmodell ein linearer Abfall der spezifischen Warmekapazitat
von ¢, = 1.500 J/(kgK) auf ¢, = 500 J/(kgK) vorgegeben. Die Rohdichte ist in der Abkuhlpha-
se konstant zu p =419 kg/m? (0,83 pyo-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 Uberfiihrung der
experimentellen Daten in das Ingenieurmodell erfolgte zundchst anhand der experimentell
bestimmten Mittelwerte von A, p und c,. Insbesondere die Warmeleitfahigkeit wurde dabei

modifiziert, indem die experimentell ermittelten Mittelwerte sukzessiv erhéht wurden.
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Die temperaturabhéngigen Materialgesetze fir den untersuchten Brandschutzputz sind in
Abbildung 6-4 dargestellt. Sie dienen als Grundlage fur das thermische Materialverhalten des
Brandschutzputzes im Ingenieurmodell.
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Abbildung 6-4: Thermische Materialkennwerte fiir numerische Untersuchungen eines perlit-
halitigen Brandschutzputzes unter Naturbrand

Fur die Warmeleitfahigkeit in der Aufheizphase wurden die Maxima der experimentellen Da-
ten der TPS-Messungen des perlithaltigen Brandschutzputzes angesetzt. Fir die Abkulhl-
phase wurde die Warmeleitfahigkeit gemaf der Mittwerte der TPS-Messung verwendet. Ab
Temperaturen >600 °C wurde die Warmeleitfahigkeit erhoht angesetzt, um mogliche Riss-
und Fugenbildung der Brandschutzplattenbekleidung numerisch abzubilden. Fir die thermi-
schen Materialkennwerte p und ¢, 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 temperarturabhéangig reduziert und in
der Abkuhlphase zu einen konstanten Wert von 271 kg/m? (0,96-p,0-c=281 kg/m3) gesetzt.
Der temperaturabhéngige Verlauf der spezifischen Warmekapazitat c, wurde gemaf der
experimentellen Daten angesetzt und ab >600 °C reduziert. Fur die Abkihlphase wurde im

Ingenieurmodell eine konstante Warmekapazitat von ¢, = 5000 J/(kgK) vorgegeben.
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6.2.3 Reaktive Brandschutzsysteme

Fur die Durchfihrung 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 heizratenabhangigen Materialkennwerte erfolgte dabei exemp-
larisch fur das wasserbasierte Brandschutzsystem. Da im Rahmen des GroRRbrandversuchs
entschieden wurde, die Leistungsfahigkeit des wasserbasierten Brandschutzsystems in einer
realmalf3stablichen Grof3enordnung zu untersuchen, werden fir die Nachrechnung der Ver-
suchsdaten basierend auf den Ingenieurmethoden die thermischen Materialkennwerte des

wasserbasierten Brandschutzsystems bendétigt.
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Abbildung 6-5: Thermische Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems ftir

die Durchfuihrung der numerischen Simulationen

Anders als bei den Brandschutzplatten und -putzen muss fir die thermischen Simulationen
reaktiver Brandschutzsysteme neben der Materialdichte, der spezifischen Wéarmekapazitat
und der Warmeleitfahigkeit 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 fur
verschiedene Aufheizgeschwindigkeiten ermittelt und stellen geglattete Mittelwerte aus je-

weils zwei Messungen dar. Die Glattung der Mittelwertkurven erfolgte dabei anhand von Po-
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lynomfunktionen hdherer Ordnung, die mithilfe des Datenverarbeitungsprogramms Mat-
lab [32] durchgefiihrt wurde.

Da im Falle des wasserbasierten Brandschutzsystems die geringsten Expansionsfaktoren fur
eine Aufheizgeschwindigkeit von 30 K/min ermittelt wurden, werden die in Abbildung 6-5 a)
dargestellte Expansionskurve als unterer Grenzwert fir das Expansionsverhalten festgelegt.
Die fur 10 K/min ermittelten Werte werden aus diesem Grund im Rahmen der Simulationen
nicht weiter bertcksichtigt. Dies trifft jedoch nur fiir das wasserbasierte Brandschutzsystem
zu. Im Falle des I6semittelhaltigen Brandschutzsystems stellen die Ergebnisse fir 10 K/min
den unteren Grenzwert dar.

Die temperaturabhangige Materialdichte des wasserbasierten Brandschutzsystems, die bei
Raumtemperatur 1.400 kg/m3 betragt, wurde anhand des gemessen Massenanderungs- und
Volumenanderungsverhaltens in Abhangigkeit der Aufheizgeschwindigkeiten berechnet.
Wahrend die Massenanderung aus den TGA-Analysen (vgl. Kapitel 4.5.4) abgeleitet wurde,
erfolgte die Ermittlung der Volumenéanderung auf der Grundlage der ermittelten Expansions-
kurven (vgl. Kapitel 4.5.1). Hierbei wurde unterstellt, dass die Volumenanderung primar tber
die unidirektionale Expansion des Brandschutzsystems erfolgt und die Volumenanderung in
Querrichtung vernachlassigt 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 betragt die Materialdichte
des wasserbasierten Brandschutzsystems fir die untersuchten Aufheizgeschwindigkeiten
nur noch 15— 20 kg/m3. Mit der weiteren Temperaturerhéhung findet eine zusatzliche 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 aufgeschaumten Zustand 20 kg/m3 bzw. 10 kg/m3 betrégt, sind
unter Berucksichtigung dieser Ergebnisse somit zutreffend.

Da im Rahmen der Erwarmungsversuche an beschichteten Stahlplatten nur eine effektive
Warmeleitfahigkeit abgeleitet werden kann, wird fir die numerischen Simulation des wasser-
basierten Brandschutzsystems eine aquivalente Warmeleitfahigkeit nach dem Modellansatz
von Tabeling [122] berechnet, der urspriinglich fir die Einheits-Temperaturzeitkurve entwi-
ckelt wurde. Hierfiir wird der Berechnungsansatz aus Gleichung (6.1) zugrunde gelegt. Darin
wird die aquivalente Warmeleitfahigkeit des Brandschutzsystems in Abhangigkeit der War-
meleitfahigkeit des Mediums innerhalb der Poren sowie des Grundmaterials berechnet. Ge-
wichtet werden die beiden Anteile Uber die Porositat, die sich aus den Expansionskurven
gemal Gleichung (6.2) berechnen lasst. Wéhrend fur das Grundmaterial ein konstanter Wert
von 1,39 W/(m-K) angesetzt wird, erfolgt die Beschreibung der Warmeleitfahigkeit des Medi-

ums innerhalb der Poren nach dem Ansatz des VDI-Warmeatlas‘ [119] fur Luft.
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Nag= W+ (Apsg +4 -0 - By~ dx) +(1- ) - Arps (6.1)

mit Ap.g: Warmeleitfahigkeit des Mediums innerhalb der Poren
Arps: Warmeleitfahigkeit des Grundmaterials
dx: Mittlerer Porendurchmesser
y: Porositat
Bu: Mittlere Poren-Temperatur
o: Stefan-Boltzmann-Konstante (5,67 -10® W/(m2-K?))

Zusatzlich zu den beiden Warmeleitungsanteilen wird innerhalb des Berechnungsansatzes
der Strahlungsanteil innerhalb der Poren bericksichtigt. Hierfur ist ein mittlerer Porendurch-
messer zu definieren, der im Falle des wasserbasierten Brandschutzsystem zu dx = 5 mm

definiert wurde.

a-1

p= — (6.2)

a
mit a: Temperaturabhangiger Expansionsfaktor

Auf diese Weise wurden die in Abbildung 6-5 c) dargestellten Kurven der Warmeleitfahigkeit
fur das wasserbasierte Brandschutzsystem ermittelt. Da diese Uber die Porositat mit den
Expansionskurven verknupft sind, setzt die Reduktion der Warmeleitfahigkeit fur hohere Auf-
heizgeschwindigkeiten bei geringeren Temperaturen ein. Auf diese Weise wird fir die héhe-
ren Aufheizgeschwindigkeiten das schnellere Einsetzen der thermischen Schutzwirkung be-
schrieben.

Fur die Beschreibung des heizratenabhéangigen Warmespeichervermogens des wasserba-
sierten Brandschutzsystems wurden die in Abbildung 6-5 d) dargestellten Kurven der spezifi-
schen Warmekapazitat aus den DSC-Analysen nach dem Ansatz aus Abbildung 2-44 be-
rechnet. Da im Rahmen der DSC-Analysen das Warmespeicherverhalten des wasserbasier-
ten Brandschutzsystems fir die Aufheizgeschwindigkeiten von 5, 10 und 20 K/min ermittelt
wurde, erfolgte die Bestimmung der spezifischen Warmekapazitat fir die Aufheizgeschwin-
digkeiten von 30, 50 und 70 K/min anhand einer Extrapolation.

Die Definition der thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems
erfolgt zunachst nur fur die Aufheizphase. Wie die thermischen Materialkennwerte im Falle
einer Abkihlphase definiert werden, wird in Kapitel 6.3.3 detailliert erlautert. Danach erfolgt
ein Vergleich der Simulationsergebnisse mit den Ergebnissen aus dem GrofR3brandversuch.
Auf diese Weise wird Gberpruft, inwieweit die im Labormafistab ermittelten Materialkennwer-
te des reaktiven Brandschutzsystems auf den Mal3stab eines GroRRbrandversuchs Ubertra-

gen werden kénnen.
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6.3 Simulationsmethoden und Parameter

Fur 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-
tionares Warmeleitproblem zu Grunde, dass durch die Fouriergleichung beschrieben werden
kann.

Fur den zweidimensionalen Anwendungsfall lautet die Fouriergleichung wie folgt

%.(A.‘;_D+£.(A.5_T)_p.cp.‘;_:=_q (6.1)

mit p Rohdichte

c Spezifische Warmekapazitat

A Warmeleitfahigkeit

T Temperatur

X, y Weg in Richtung der Koordinatenachse

t Zeit

Aufgrund der temperaturabhangigen Materialkennwerte ergibt sich ein nichtlineares, partiel-
les Gleichungssystem, das sich mit numerischen Ansétzen berechnen lasst. Die Terme der
Differenzialgleichung verdeutlichen die Bedeutung der Warmeleitfahigkeit A fur die Warme-
strome sowie der spezifischen Warmekapazitat ¢, und der Rohdichte p fur die Warmespei-
cherung. Fur die Berechnung eines durch ein Naturbrandszenario beanspruchtes Stahlbau-
teil ist die Kenntnis des temperaturabhangige Materialverhaltens sowohl fir die Aufheizpha-
se als auch fir eine Abkuhlphase erforderlich. Die temperaturabhéngigen 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
kénnen die Temperaturentwicklung von unbelasteten als auch belasteten, geschitzten
Stahlbauteilen unter vier- bzw. dreiseitiger Naturbrandbeanspruchung simulieren. In einem
ersten Schritt wurden thermisch-transiente Analysen durchgefthrt, in der die Tempera-
turentwicklung im Querschnitt durch die thermischen Einwirkungen eines Naturbrandes un-

tersucht wurde. Die thermisch- transiente Analyse erfolgte in zwei Simulationsdurchlaufen
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und bericksichtigt den Warmetransport im Ingenieurmodell. Ein gekoppelter Warme- und
Feuchtetransport wird nicht betrachtet. In einem ersten Simulationsdurchlauf sind die thermi-
schen Materialkennwerte fir 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 Abkuhlphase und die damit verbundene

Anderungen der thermischen Materialkennwerte simulierte.

Fur ein unbelastetes, bekleidetes Stahlbauteil wurde ein mit Brandschutzplatten vierseitig
bekleidetes Stahlprofil (HEA 240) als zweidimensionales FE-Modell modelliert. Die Brand-
schutzplatte wurde vierseitig und kastenférmig im Modell angeordnet, wobei die Brand-
schutzplatte einlagig mit einer Dicke von 20 mm fir calciumsilikatbasierte bzw. 15 mm fur
gipsbasierte Brandschutzplatten modelliert wurde. Mdgliche Eckschutzschienen, Klammern
oder Befestigungsmittel wurden im numerischen Modell nicht beriicksichtigt. FUr einen belas-
ten Stahltrdger mit Brandschutzplatten wurde ebenfalls ein zweidimensionales FE-Modell
erzeugt. Das Stahlprofil HEA 240 wurde dabei dreiseitig, kastenférmig mit einer 20 mm di-
cken Calciumsilikatplatte bzw. 15 mm fiir 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 gemaf Herstellerangaben zeigt Tabelle
6-1.

Tabelle 6-1: Thermische Materialeigenschaften des Porenbetons gemaf Hersteller

Thermische Materialkennwerte Porenbeton
Warmeleitfahigkeit A 0,12 W/m-K
Spezifische Warmekapazitat c, 1100 J/kg'K
Rohdichte p 550 kg/m3

Der Warmeubergang 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 Grol3brand als thermische Brandeinwirkung gewahlt wurde, vor-
gegeben. Im numerischen Modell sind fiir die thermische Einwirkung (Naturbrand) ein Emis-

sionsgrad von 0,7 fur die Brandschutzbekleidung angesetzt worden. GemaR den Empfeh-
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lungen der DIN EN 1991-1-2 (2010) wurde der Warmetbergangskoeffizient bei Naturbran-
den auf a.=35W/(m2K) eingestellt. Das thermische Materialverhalten des Stahlprofils
HEA240 wurde anhand der in DIN EN 1993-1-2 (2010) angegebener, temperaturabhangiger
Materialeigenschaften modelliert. Fir die Oberflache der Porenbetonabdeckung (brandab-
gewandte Seite) wurde bei konstanter Au3entemperatur ein Emissionsgrad von 0,7 und ein
Warmeulbergangskoeffizient von a. = 10 W/(m2-K) (vgl. Keerthan [87] und Thomas [123])
angenommen. Im Ingenieurmodell wurde der sich ergebene Hohlraum zwischen dem ge-
schitzten Stahlprofil und der Brandschutzplattenbekleidung als luftgefilliter Hohlraum imple-
mentiert. Die temperaturabhangigen Materialeigenschaften von Luft wurden nach Raznjevie
[107] und Hohm [77] angesetzt, um die Warmeleitung im Hohlraum abzubinden Zur
Berlcksichtigung der Warmestrahlung im Hohlraum wird zusatzlich ein gegeniber der
Brandschutzplatte (¢ = 0,7) erhdhter Emissionsgrad von 0,8 angesetzt, um vereinfacht die
Konvektion mit zu bertcksichtigen. Im Vergleich zur Warmestrahlung wird die Konvektion
von Schleifer [112] und Cooper [59] als sehr gering beschrieben, sodass die Konvektion im

Hohlraum nicht vertiefend bertcksichtigt 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 fur bekleidete Stahlbauteile (Profil HEA 240) zeigt
Abbildung 6-6.

600 mm
= »>
Porenbe;on E
» T 3
i . Stahlprofil -~
SR ViR HEA 240 :
TR HHHH :
N W ‘ £ =07
- : \ /‘ a, = 35 Wi(m*K)
b Brandschutzplatten- ¥
a) bekleidung b)

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. Fir ein unbelastetes mit Brand-
schutzputz geschuitztes Stahlbauteil wurde ein Stahlprofil HEA 240 profilfolgend mit 15 mm
Brandschutzputz modelliert, der wahrend der Simulation vierseitig einer Naturbrandbean-
spruchung ausgesetzt wurde. Ein belasteter Stahltrager mit Brandschutzputz wurde eben-
falls als Stahlprofil HEA 240 mit 15 mm Brandschutzputz (profilfolgend) umgesetzt. Zusatz-
lich wurde am Modell eines belasteten, geschitzten Stahltrédgers eine Porenbetondecken-
platte zum Schutz der brandabgewandten Seite vorgesehen. Die Naturbrandbeanspruchung
wurde am geschitzten Stahlprofil dreiseitig, sowie an der Unterkante der Porenbetonde-
ckenplatte angesetzt. Der Ubergang zwischen dem Stahlprofil und dem Brandschutz sowie
der Porenbetonplatte wurde dabei als ideal angenommen. Die thermischen Materialkennwer-
te fir das Stahlprofil erfolgten gemaf DIN EN 1993-1-2 (2010) [6]. Die temperaturabhéngi-
gen Materialgesetze fur den Brandschutzputz wurden, wie in Kapitel 6.2.2 beschrieben, vor-
gegeben. Fir die Porenbetondeckenplatte wurden konstante thermische Materialkennwerte
gemal dem numerischen Modell mit Brandschutzplatten implementiert. Als Naturbrandbe-
anspruchung wurde der in Kapitel 3 ermittelte Naturbrandverlauf, der im Grof3brandversuch
als thermische Brandeinwirkung gewéahlt wurde, vorgegeben. Im numerischen Modell sind fur
die thermische Einwirkung (Naturbrand) ein Emissionsgrad von 0,7 fur die Brandschutzbe-
kleidung angesetzt worden. Gemall den Empfehlungen der DIN EN 1991-1-2 (2010) [6] wur-
de der Warmeubergangskoeffizient bei Naturbranden auf a. = 35 W/(m2-K) eingestellt. Fur
die Oberflache der Porenbetonabdeckung (brandabgewandte Seite) wurde bei konstanter
AulRentemperatur ein Emissionsgrad von 0,7 und ein Warmeibergangskoeffizient von

a. = 10 W/(m2-K) angenommen.

Die thermisch- transiente Analyse zur Berechnung der Stahltemperaturen und Bestimmung
der thermischen Schutzwirkung wurde in zwei Schritten durchgefiihrt. Fir die Aufheizphase
wurde ein erster Simulationsdurchlauf bis zum Erreichen der maximalen Temperaturen der
Naturbrandbeanspruchung durchgefiihrt. Im Anschluss erfolgte ein zweiter Simulations-
durchlauf, der als Eingangswert die Temperaturen des ersten Simulationsdurchlaufs ver-
wendete. Die Aufheiz- und Abkuhlphase erfolgte in zwei Simulationsdurchldufen, da die
thermischen Materialkennwerte in Abhangigkeit der Temperatur fir die Aufheiz- und Abkuhl-
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.



Numerische Untersuchungen 253

Das FE-Modell fur geschitzte Stahlbauteile (Profil HEA 240) mit Brandschutz zeigt Abbil-
dung 6-7.
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Abbildung 6-7: Finite-Elemente-Modell fir bekleidete Stahlbauteile mit Brandschutzputz un-
ter (a) vierseitiger und (b) dreiseitiger Naturbrandeinwirkung

6.3.3 Reaktive Brandschutzsysteme

Fur die Beschreibung der thermischen Schutzwirkung reaktiver Brandschutzsysteme bei
Naturbrandeinwirkungen werden thermomechanisch gekoppelte Analysen im Finite-
Elemente Programm Abaqus durchgefuhrt. Anders als bei Brandschutzplatten oder -putzen,
muss die Analyse fir reaktive Brandschutzsysteme vollgekoppelt erfolgen, da die Expansion
des Brandschutzsystems explizit Gber den thermischen Warmeausdehnungskoeffizient mo-
delliert wird. Der Warmeausdehnungskoeffizient stellt in Abaqus eine mechanische Grolie
dar und &ndert sich in Abh&ngigkeit der Temperaturentwicklung innerhalb des Brand-
schutzsystems. Daher missen die thermischen und mechanischen Feldgréf3en im gleichen
Berechnungsschritt ermittelt werden. Sequentiell gekoppelte Analysen sind daher in diesem
Fall nicht zuléssig.

Die Validierung der thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsys-
tems erfolgt anhand der im GrofRbrandversuch untersuchten Trager- und Stitzenprofile.
Beim mechanisch belasteten Trager haben sich im Versuch im Grenzzustand der Tragféahig-
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 ausschlief3lich fur die unbe-
lasteten Prufkorper. Hierdurch wird der Fokus auf die korrekte Beschreibung des thermi-
schen Verhaltens des reaktiven Brandschutzsystems bei Naturbrandeinwirkungen gelegt.
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Der Einfluss zusatzlicher Rissbildungen auf die Temperaturentwicklung innerhalb beschich-
teter Bauteile wird zun&chst nicht néher betrachtet.

Der Aufbau der der zweidimensionalen Finite-Elemente Modelle erfolgt fir den Stitzen- und
Tragerabschnitt in gleicher Weise. Aus diesem Grund wird die Modellbildung im Folgenden
exemplarisch anhand des unbelasteten Tragers erlautert.

Der Querschnitt des Tragerabschnitts besteht aus einer Porenbetonplatte mit einer Dicke
von 150 mm und einer Breite von 600 mm, die oberhalb eines HE240A-Tragers angeordnet
wird. Komplementiert wird der Querschnitt durch das reaktive Brandschutzsystem, das mit
einer Trockenschichtdicke von 350 um profilfolgend modelliert wird. Die Applikation des
Brandschutzsystems auf dem Stahlprofil erfolgt dreiseitig. Diskretisiert wird der gesamte
Querschnitt mit zweidimensionalen Schalenelementen des Typs CPEA4T. Aus Griinden der
Anschaulichkeit ist das zweidimensionale Modell des Trégers in Abbildung 6-8 in Form einer

extrudierten Isometrie dargestellit.

-«

Porenbeton
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Wasserbasiertes
Brandschutzsystem
(TSD = 350 pym)

Expansion (UEXPAN)

Expansion (UEXPAN)

>

Abbildung 6-8: Zweidimensionales Finite-Elemente-Modell des beschichteten HE240A-
Tragers 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 Warmeibergang definiert. Als
thermische Einwirkung wird die im Brandversuch gemessene Naturbrandkurve auf die Un-
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terseite der Porenbetonplatte und profilfolgend auf die Oberflache des reaktiven Brand-
schutzsystems aufgebracht. Fir das Brandschutzsystem wird ein Emissionsgrad von € = 0,8
und fir die Porenbetonplatte ein Wert von € = 0,7 definiert. Die Beschreibung des konvekti-
ven Warmelbergangs erfolgt tber die Definition eines konstanten Warmeubergangskoeffi-
zienten von a. = 35 W/(m2-K) gemaf3 DIN EN 1991-1-2 [4] fur Naturbrande.

Die thermischen Materialkennwerte von Stahl werden nach DIN EN 1993-1-2 [6] temperatur-
abhéngig fur die Aufheiz- und Abkuhlphase definiert. Die Beschreibung der thermischen
Verhaltens der Porenbetonplatte erfolgt hingegen mit konstanten Werten (p = 550kg/m?,
Cp = 1.100 J/(kg-K) sowie A = 0,12 W/(m-K)) nach Herstellerangaben.

Um die thermische Schutzwirkung des wasserbasierten Brandschutzsystems beschreiben zu
kénnen, werden die thermischen Materialkennwerte aus Kapitel 6.2.3 zugrunde gelegt. Fir
die Differenzierung zwischen der Aufheiz- und Abkihlphase wurde ein Modellierungsverfah-

ren entwickelt, das schematisch in Abbildung 6-9 dargestellt ist.

MATERIALKENNWERTE
. A, ¢, p konstant  Input Y v
A=f(6,6,FV)  in Abkihiphase -
> " A ;
¢, =1(6, 6, FV)
<_
=f(8, §, FV)
e UEXPAN
_ FV: Feldvariable (engl. Field variable) 6.-
USDFLD
CaII
AB>0—» FV =0 9>0—>Aa‘f69
A8 <0— FV =f(8.1) AB<0— Aa=0

Abbildung 6-9: Schematische Darstellung des Modellierungsverfahrens zur Beschreibung
der thermischen Materialkennwerte von reaktiven Brandschutzsystemen in der Aufheiz- und
Abkthlphase eines Naturbrandes

Wahrend fur die Aufheizphase die thermischen Materialkennwerte aus Abbildung 6-5 in ta-
bellarischer Form eingegeben werden, wird fur die Abkihlphase eine zusatzliche Feldvariab-
le (kurz: FV, vgl. Abbildung 6-9) innerhalb der User Subroutine USDFLD definiert. Ist die
Temperaturdnderung an einem Elementknoten zwischen zwei Berechnungsinkrementen
positiv (A6 > 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 Temperaturdnderung ein (A8 < 0), die im Falle eines Natur-
brandes der Abkuhlphase entspricht, nimmt die Feldvariable die Grol3enordnung der Tempe-
ratur ein, die zuletzt vor dem Eintreten der Abkuhlphase an einem Elementknoten vorlag. Mit
dieser Temperatur werden anschlie3end die thermischen Materialkennwerte ermittelt und fur
den restlichen Verlauf der Abkiihlphase konstant belassen.

Die Beschreibung des Expansionsverhaltens erfolgt separat in einer weiteren User Subrouti-
ne, die als UEXPAN bezeichnet wird. Diese hat gegentber der tabellarischen Eingabe der
Expansion den Vorteil, dass mehrere Expansionskurven gleichzeitig definiert werden kon-
nen. Je nach vorherrschender Aufheizgeschwindigkeit wird so die Expansionskurve ausge-
wahlt, mit der das inkrementelle Aufschaummald berechnet wird. Analog zur USDFLD wird
auch hier zunachst Uber eine knotenbasierte Abfrage die Temperaturanderung zwischen
zwei Berechnungsinkrementen ermittelt. Ist diese positiv (A8 > 0), findet innerhalb des
Brandschutzsystems eine Expansion statt. Dabei wird das inkrementelle Expansionsmarf3
mithilfe von Gleichung (6.3) als thermischer Warmeausdehnungskoeffizient (ar;) in Abhan-

gigkeit der heizratenabhéangigen Expansionskurven aus Abbildung 6-5 berechnet.

(6.3)

mit a;;  Heizratenabh&ngiger Aufschaumfaktor im Inkrement i
0, 4. Heizratenabhangiger Aufschaumfaktor im Inkrement i-1

AB:  Temperaturanderung an einem Elementknoten im Inkrement i

Tritt an einem Elementknoten hingegen eine negative Temperaturédnderung (A8 < 0) auf, wird
das Expansionsmall des reaktiven Brandschutzsystems zu Null gesetzt. Auf diese Weise
wird unterstellt, dass in der Abkiihlphase keine Schichtdickenanderung des Brandschutzsys-
tems auftritt. Auf diese Weise wird die Expansion des Brandschutzsystems innerhalb dersel-
ben Analyse sowohl fiir die Aufheiz- als auch fir die Abkthlphase definiert. Die Expansions-
richtung wird dabei grundsatzlich senkrecht zur Oberflache des Stahlbauteils angenommen
(vgl. Abbildung 6-8).

Weitere Hinweise zu dem Modellierungsverfahren kdnnen Weisheim et al. [135] enthommen

werden.
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6.4 Nachrechnung des groBmal3stablichen Versuchs

6.4.1 Brandschutzplatten

Zur Validierung des Ingenieurmodells fir bekleidete Stahlbauteile sind die experimentellen
Daten des Grof3brandversuchs aus Kapitel 5 herangezogen worden.

Gipsgebundene Brandschutzplatten

Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten fir ein unbelastetes
Stahlbauteil HEA 240 mit Gipsfaserplatten (d =15 mm, kastenférmig) unter vierseitiger Na-
turbrandbeanspruchung ist in Abbildung 6-10 dargestellt. Es werden sowohl die berechneten
als auch die experimentell ermittelten Steg- und Flanschtemperaturen fir die Aufheiz- und
Abkihlphase dargestellt. Zu Vergleichszwecken wird zusatzlich das Simulationsergebnis mit
konstanten Materialkennwerten flr gipsgebundene Brandschutzplatten nach DIN EN 1993-
1- 2/NA (2010) [7] gezeigt.
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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 temperaturabhangigen
Materialkennwerten realistischere Bauteiltemperaturen berechnet. Eine Simulation mit kon-
stanten Materialkennwerte nach DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] fuhren bei einer vierseitigen
Naturbrandbeanspruchung zu sehr konservativen Ergebnissen, die die Stahltemperaturen
deutlich Uberschatzen. Der Vergleich zeigt weiterhin, dass die Simulationsergebnisse in gu-
ter Ubereinstimmung mit den experimentellen Versuchsdaten sind. Lediglich die Stegtempe-
ratur (Abbildung 6-10 (oben)) in der Aufheizphase wird zwischen der 30. bis 40 Minute mit
AT = 20 °C leicht unterschatzt. Ferner kann die Simulation das Plateau der experimentellen
Stahltemperaturen, das sich aufgrund der thermischen Schutzwirkung der Bekleidung ergibt,
nicht genau abbilden. In der Abkihlphase zeigt sich bei den Temperaturen an den Flanschen
eine Differenz von AT =45 °C der Simulationsergebnisse mit den experimentellen Ver-
suchsdaten. Ebenso wird zwischen der 40. bis 60. Minute die Stegtemperaturen mit

AT = 30 °C uberschéatzt. Das FE-Modell liegt dabei jedoch auf der sicheren Seite.

900
-Steg — MSt.64
800 —— MSt.71
— 700 Ingenieurmodell
O eo0o | [/ O\ DIN EN 1993-1-2/NA

— Naturbrand
= 500
©
aé400
5 300 S e e,
200 z

100

0 30 60 90 120
Zeit [min]

Mst. 62

——MSt. 69
Ingenieurmodell

vvvvvvvvv DIN EN 1993-1-2/NA

Naturbrand

0 30 60 90 120
Zeit [min]

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 fir ein unbelastetes
Stahlbauteil mit Gipskartonfeuerschutzplatte (d =15 mm, kastenformig) 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 fur
gipsbasierte Brandschutzbekleidung nach DIN EN 1993 -1 -2/NA (2010) [7] gezeigt.

Der Vergleich der berechneten und experimentell bestimmten Stahltemperaturen eines mit
Gipskartonfeuerschutzplatte geschitzten Stahlprofils zeigt, dass das FE-Modell eine realisti-
sche Berechnung der thermischen Schutzwirkung ermdglicht. Die Simulationsergebnisse mit
temperaturabhangigen Materialkennwerten in der Aufheiz- und Abkihlphase stimmen gut mit
den experimentellen Stahltemperaturen Uberein. In der Aufheizphase werden die Flansch-
temperaturen (vgl. Abbildung 6-11 (unten)) realitditsnah berechnet, wohingegen die Stegtem-
peratur (vgl. Abbildung 6-11 (oben)) um AT = 22 °C leicht unterschatzt werden. Des Weiteren
wird anhand der Ergebnisse deutlich, dass eine temperaturabhédngige Formulierung der
thermischen Materialkennwerte fur die Aufheiz- und Abkluhlphase im Gegensatz zu konstan-
ten Materialkennwerten realistischere Ergebnisse liefert. Die Simulationsergebnisse mit kon-
stanten Materialkennwerten nach DIN EN 1993- 1-2 /NA [7] fuhrte zur Uberschatzung 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 fur
ein belastetes Stahlbauteil mit Gipskartonfeuerschutzplatte (d =15 mm, kastenférmig) 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)



Numerische Untersuchungen 261

Die Ergebnisse in Abbildung 6-12 zeigen, dass bei einer dreiseitigen Naturbrandbeanspru-
chung unter Berticksichtigung temperaturabhéngiger Materialkennwerte fir die Aufheiz- und
Abkiihlphase realistischere Stahlbautemperaturen berechnet werden kdnnen. Die Simulation
mit konstanten Materialkennwerten fir gipsgebundene Brandschutzplatten nach
DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] erzielen deutlich hohere Werte. In der Aufheizphase unter-
schatzt das Ingenieurmodell im Steg (Abbildung 6-12 (Oben)) und im Unterflansch
(Abbildung 6-12 (Mitte)) die realen Stahlbautemperaturen bis zu AT =27 °C. Die Simulation
erzielt ansonsten konservative Ergebnisse. In der Abkihlphase Uberschétzt das Ingenieur-
modell die Oberflanschtemperaturen (Abbildung 6-12 (Oben)) um bis zu AT = 72 °C. Flr den
Steg und Unterflansch ist eine gute Ubereinstimmung mit den experimentellen Stahltempera-
turen zu erkennen. Lediglich ab der 80 Minute werden die Stahltemperaturen von der Simu-
lation Uberschéatzt. Die Simulationsergebnisse zeigen nahezu konstante Temperaturen, wah-

rend die realen Steg- und Flanschtemperaturen kontinuierlich sinken.

Calciumsilikatbasierte Brandschutzplatten

Die Simulationsergebnisse im Vergleich zu den experimentellen Daten flr ein unbelastetes
Stahlbauteil mit Calciumsilikatplatte (d =20 mm, kastenférmig) unter vierseitiger Naturbrand-
beanspruchung zeigt Abbildung 6-13. Es werden sowohl die berechneten als auch die expe-
rimentell ermittelten Steg- und Flanschtemperaturen fur die Aufheiz- und Abkihlphase dar-
gestellt. Zu Vergleichszwecken wird zusatzlich das Simulationsergebnis mit konstanten Ma-

terialkennwerten fir die untersuchte Calciumsilikatplatte gemanR Herstellerangaben gezeigt.

Anhand der Ergebnisse in Abbildung 6-13 wird deutlich, dass das Ingenieurmodell mit tem-
peraturabhangigen Materialkennwerten fir die Aufheiz- und Abklhlphase deutlich realisti-
schere Ergebnisse erzielt als mit konstanten Materialkennwerten. Die Steg- und Flansch-
temperaturen der Simulation stimmen gut mit den experimentell bestimmten Stahltemperatu-
ren Uberein. Sowohl die Stegtemperaturen (Abbildung 6-13(oben)) als auch die Flanschtem-
peraturen (Abbildung 6-13(unten)) kénnen 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 fir 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 zusatz-

lich das Simulationsergebnis mit konstanten Materialienkennwerten fir 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
Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen aufweisen. Zusatzlich ist ersichtlich,
dass eine temperaturabhangige Formulierung der thermischen Materialkennwerte in der Ab-
kihl- und Aufheizphase zu deutlich realistischeren Ergebnissen fuhrt als das Simulationser-
gebnis mit konstanten Materialkennwerten. Die in DIN EN 1993-1-2/NA (2010) [7] bereitge-
stellten konstanten Materialkennwerte fiir Brandschutzputze unterschatzen die realen Bau-
teiltemperaturen eines mit Brandschutzputz geschitzten Stahlbauteil. Die Simulationsergeb-
nisse mit temperaturabhangigen 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 AT = 20 - 40 °C unterschétzt. Ab der
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60. Minute liefert das Ingenieurmodell konservative Simulationsergebnisse, die die realen
Stegtemperaturen des Grof3versuches um bis zu AT = 60 °C uberschatzen. Die Simulations-
ergebnisse fur die Flanschtemperaturen (Abbildung 6-14(unten)) zeigen, dass das Ingeni-
eurmodell auf der sicheren Seite liegend die realen Flanschtemperaturen realitatsnah be-
rechnen kann. Die berechneten Flanschtemperaturen tberschatzen die realen Flanschtem-
peraturen bis zu AT = 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 flr 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 fir 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 Berticksichtigung temperaturabhéngiger Materialkennwerte fur die Aufheiz- und
Abkiihlphase realistische Stahlbautemperaturen berechnet werden kdénnen. Die Simulation
mit konstanten Materialkennwerten flr 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 temperaturabhé&ngigen Material-
kennwerten zeigen bei den Oberflanschtemperaturen (Abbildung 6-15 (unten)) eine sehr
gute Ubereinstimmung mit den realen Messdaten aus dem GroRbrandversuch. Fur die Un-
terflanschtemperaturen (Abbildung 6-15 (Mitte)) Gberschétzt das Ingenieurmodell die realen
Messdaten bis zu AT = 160 °C. Das Ingenieurmodell liegt somit fur 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 AT = 35 °C unterschéatzt. Die Simulationsergebnisse fir den Steg
passen bis zur 50 Minute gut mit den Messergebnissen aus MSt. 221 iberein (vgl. Abbildung
6-15 (oben)). Ansonsten unterschatzen die Simulationsergebnisse die realen Stegtemperatu-
ren um bis zu AT =90 °C. Erst ab der 50. Minute liegen die Simulationsergebnisse fur die
Stegtemperaturen auf der sicheren Seite, wobei die Simulationsergebnisse die realen Mess-

daten um bis zu AT = 60 °C Uberschatzen.



Numerische Untersuchungen

265

1000
——MSt.206-D
—MSt.212-C
— 800 MSt.216-B
8 Naturbrand
k= 600 - = = Ingenieurmodell
g “““““ DIN EN 1993-1-2/NA
g— 40 | N
1]
|_
200
o Lt
0 30 60 90 120
Zeit [min]
1000
Unterflansch ——MSt.208-D
—MSt.211-C
800 MSt.221-B
5} Naturbrand
e Ingenieurmodell
600 | /N e DIN EN 1993-1-2/NA
©
8400
]
@
|_
200 | J e R
0
0 30 60 . 90 120
Zeit [min]
1000
_Ob rfl h — MSt.209-D
SIS — MSt.213-C
800 MSt.217-B
O Naturbrand
o 600 - — —Ingenieurmodell
% vvvvvvvvv DIN EN 1993-1-2/NA
£ 400
@
|_
200
0

6
Zeit ﬁnin]

90

120

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 geschiitzten Stahltragers
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Im Gesamten kann jedoch eine realititsnahe Berechnung der Stahltemperaturen mit dem

Ingenieurmodell des mit Brandschutzputz geschiitzten Stahlbauteils erzielt werden.

Einfluss der temperaturabhangigen Rohdichte

Um den Einfluss der temperaturabhangigen Rohdichte, der mittels thermogravimetrischer
Analysen und dem Cone Calorimeter bestimmt worden ist, zu ermitteln, wurden beide tem-
peraturabhangigen Verlaufe fur p implementiert. Exemplarisch wurden die Stahlstitzenab-
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 flir p der Cone Versuche simuliert. Die temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit
und die temperaturabhéangige spezifische Warmekapazitat wurden gemal den entwickelten
thermischen Materialkennwerten der betrachteten Brandschutzplattenbekleidungen aus Ka-
pitel 6.2.1 angesetzt. In der folgenden Abbildung werden die Simulationsergebnisse mit den
unterschiedlichen temperaturabhangigen Werten fir p dargestellt. Der Vergleich der simulier-
ten Stahltemperaturen am Steg zeigt Abbildung 6-16.
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Abbildung 6-16: Simulationsergebnisse mit verschiedenen Ansétzen fiir p(©) am Beispiel
eines Stahlprofils HEA 240 mit 15 mm Gipsfaserplatte (oben) und 20 mm Calciumsilikatplatte
(unten) unter vierseitiger Naturbrandbeanspruchung
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Bei der Anwendung des FE-Modells eines geschiitzten Stahlbauteils mit einer 15 mm Gips-
faserplatte zeigt sich, dass eine Annahme der temperaturabhangigen Rohdichte gemal3 den
Cone Versuchen zu hoheren Temperaturen im geschitzten Stahlprofil fuhrt. Entsprechend
der Messergebnisse, die von einem hoéheren Massenverlust respektive einer héheren Ab-
nahme der Rohdichte ausgehen, werden konservative Stahltemperaturen in der Simulation
berechnet. Im FE-Modell eines geschutzten Stahlbauteils (HEA 240) mit einer 20 mm dicken
Calciumsilikatplatte zeigt sich keine Veranderung der berechneten Stegtemperaturen fur die

verschiedenen temperaturabhangigen Verlaufe von p.
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6.4.3 Reaktive Brandschutzsysteme

Fur die Validierung der thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutz-
systems wurden zweidimensionale, thermomechanisch gekoppelte Analysen im Finite-
Elemente Programm Abaqus durchgefuhrt. Ziel der Simulationen war es, die Gultigkeit der
im Labormalfistab ermittelten Materialkennwerte in realmaf3stéblichen Naturbrandversuchen
zu bewerten und damit Schlussfolgerungen hinsichtlich der Eignung der Prifverfahren fur die
Ermittlung thermischer Materialkennwerte fir Naturbrénde zu ziehen.

Im Folgenden sind die Ergebnisse der Simulationen in Form von Temperaturfelder und Tem-

peraturzeitkurven flr den unbelasteten Trager und die unbelastete Stiitze dargestellt.

Unbelasteter Trager

Um die Temperaturentwicklung innerhalb des Tragers und des reaktiven Brandschutzsys-
tems bewerten zu kénnen, werden in Abbildung 6-17 Temperaturfelder des Querschnitts zu

unterschiedlichen Zeitpunkten des simulierten Naturbrandes dargestellt.

Beginn der Expansion Hoher Temperaturgradient ‘
NT11

Abbildung 6-17: Temperaturfelder des unbelasteten Tragers (HE240A) mit einer Trocken-
schichtdicke von 350 ym 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 heiResten Punkte des
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Querschnitts darstellen, findet hier die Expansion als Erstes statt. Wahrend die Stahltempe-
ratur ca. 250 °C betragt, liegt die Oberflachentemperatur des Brandschutzsystems bei
ca. 430 °C. Mit weiterem Fortschritt der Simulation wird das reaktive Brandschutzsystem
hoéheren Temperaturen ausgesetzt, sodass nach 30 Minuten ca. 820 °C an der beflammten
Oberflache 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 fiihrt 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 Abklhlphase des Naturbrandes nach ca. 31 Minuten einsetzt, bleibt die ex-
pandierte Schichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems konstant. Dadurch fungiert das
Brandschutzsystem in der Abkihlphase als eine Art thermische Barriere und hindert den
Trager vor einer schnellen Abkuhlung. 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 Abkuhl-

phase von nahezu 60 Minuten betragt die Stahltemperatur noch ca. 345 °C.
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Abbildung 6-18: Vergleich der Oberflanschtemperaturen des unbelasteten Tragers sowie der
expandierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation

Fur die Bewertung der Simulationsergebnisse werden in Abbildung 6-18 die Oberflansch-
temperaturen und in Abbildung 6-19 die Stegtemperaturen den Versuchsergebnisse gegen-
Ubergestellt. Dartber hinaus findet in den Diagrammen ein Vergleich der expandierten

Schaumschichtdicken statt. Wéhrend fur die Simulation der gesamte Verlauf der Schichtdi-



270 Numerische Untersuchungen

ckenentwicklung dargestellt werden kann, wird fur die Versuche lediglich der Endwert der
Schichtdicke dargestellt, der im Nachgang zu der Versuchsdurchfiihrung ermittelt wurde.
Sowohl fur die Oberflansch- als auch fir die Stegtemperaturen liegt zwischen den Simulati-
ons- und den Versuchsergebnissen eine sehr gute Ubereinstimmung vor. Die maximale
Oberflanschtemperatur, die sich nach ca. 51 Minuten einstellt, wird durch die Simulation ge-
ringfugig Uberschritten. Die Temperaturentwicklung innerhalb des Stegs wird hingegen leicht
unterschétzt. Nichtsdestotrotz stimmt in beiden Fallen der Zeitpunkt des Expansionsbeginns
mit der Anderung des Temperaturverlaufs sehr gut iberein. Die Temperaturanderung infolge
Expansion ist innerhalb der Simulationen dabei etwas starker ausgepragt 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 ungleichmafige Entwicklung des Brand-
schutzsystems, sodass sich am Steg héhere Schaumschichtdicken entwickelt als an Ober-
flansch. Zwar ist dieser Effekt im Versuch deutlich starker ausgepragt, 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 geringfugig
Uberschéatzt und am Steg geringfiigig unterschéatzt.
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Abbildung 6-19: Vergleich der Stegtemperaturen des unbelasteten Tragers sowie der expan-
dierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation

Die gute Ubereinstimmung zwischen den Simulations- und Versuchsergebnissen zeigt ins-
gesamt, dass die thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems,
die im Labormal3stab ermittelt wurden, dazu geeignet sind, um das Erwarmungsverhalten

des unbelasteten Tragers im Falle des untersuchten Naturbrandes zu beschreiben.
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Unbelasteter Stltzenabschnitt

In Analogie zum unbelasteten Tragerabschnitt lasst sich die Temperaturentwicklung inner-
halb des vierseitig beflammten Stutzenabschnitts mithilfe von Temperaturfeldern beschrei-
ben (vgl. Abbildung 6-20). So wird die Expansion des Brandschutzsystems nach ca. 21 Mi-
nuten am Steg des Stitzenprofils eingeleitet und setzt sich bis zur 30. Minute fort. Hierbei
entsteht zwischen der beflammten Oberflache des Brandschutzsystems und dem Stahlprofil
ein Temperaturunterschied von 460 °C, wobei die Temperatur des Stitzenprofils 337 °C be-
tragt. Trotz der geringen Trockenschichtdicke von 360 um ist das wasserbasierte Brand-
schutzsysteme in der Lage das Stahlprofil vor einer direkten Erwarmung durch die Natur-
brandkurve zu schitzen.

Sobald die Brandraumtemperatur die Temperatur des unbelasteten Stitzenabschnitts unter-
schreitet, kehrt sich der Temperaturgradient innerhalb des reaktiven Brandschutzsystems
um. Dieser Zustand tritt nach ca. 46 Minuten ein und verstarkt sich mit dem Fortlauf der Si-
mulation. Nach 90 Minuten betréagt die Stahltemperatur ca. 210 °C, wahrend die beflammte
Oberflache des Brandschutzsystems noch eine Temperatur von 350 °C aufweist (vgl. Abbil-
dung 6-20).

Beginn der Expansion Hoher Temperaturgradient ’ ’ Umkehrung des Gradienten

NT11 NT11 NT11

Abbildung 6-20: Temperaturfelder des beschichteten Stiitzenabschnitts (HE240A) mit einer
Trockenschichtdicke von 360 um zu unterschiedlichen Zeitpunkten des Naturbrandes

Der Vergleich der simulierten Querschnittstemperaturen mit den im GroRbrandversuch ge-
messenen Stahltemperaturen zeigt auch fir den unbelasteten Stitzenabschnitt, dass die
thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten Brandschutzsystems dafiir geeignet
sind, um das Erwarmungs- und Abkihlverhalten einer vierseitig beflammten Stiitze bei Na-
turbrandeinwirkungen zu beschreiben (vgl. Abbildung 6-21 und Abbildung 6-22). Wahrend
die simulierte Stegtemperatur des Stitzenabschnitts sehr gut mit den Versuchsergebnissen
Ubereinstimmt, wird die maximale Temperatur im Flansch durch die Simulation um ca. 40 °C
unterschétzt. Der Temperaturverlauf in der Abkihlphase wird hingegen sehr gut durch die

Simulation abgebildet.
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Ahnlich wie beim unbelasteten Tragerabschnitt stimmt der Zeitpunkt der Expansion mit dem
Zeitpunkt der gemessenen Temperaturanderung innerhalb des Stitzenprofils infolge der
thermischen Schutzwirkung des Brandschutzsystems sehr gut Uberein. Somit wird die ther-
mische Aktivierung des reaktiven Brandschutzsystems auch im Falle des vierseitig beflamm-
ten Stutzenprofils realitatsnah in der Simulation abgebildet.
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Abbildung 6-21: Vergleich der Flanschtemperaturen des beschichteten Stiitzenabschnitts
sowie der expandierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation

Die Schaumschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems, die sich infolge der Expansion
ausbildet, weicht in der Simulation geringfligig von den gemessenen Mittelwerten aus dem
Versuch ab. Wahrend die Endschichtdicke des Brandschutzsystems durch die numerische
Simulation im Flansch mit ca. 0,8 mm Uberschatzt wird, findet im Stegbereich eine geringfu-
gige Unterschatzung der Schaumschichtdicke statt (vgl. Abbildung 6-21 und Abbildung 6-22).

Hier betragt der Unterschied zwischen dem Versuch und der Simulation ca. 1,2 mm.
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Abbildung 6-22: Vergleich der Stegtemperaturen des beschichteten Stiitzenabschnitts sowie
der expandierten Schaumschichtdicken aus Versuch und Simulation



Numerische Untersuchungen 273

Trotz der vorliegenden Unterschiede in den expandierten Schaumschichten werden die ge-
messenen Querschnittstemperaturen des unbelasteten Stiitzenabschnitts anhand der durch-
gefuihrten Simulation sehr gut angenahert. 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 fur die Ermittlung der thermischen Materialkennwerte verwendeten
Prifverfahren als geeignet eingestuft werden kénnen, um die Materialkennwerte von reakti-

ven Brandschutzsystemen fur Naturbrandeinwirkungen zu bestimmen.

Da die im Labormaf3stab ermittelten, thermischen Materialkennwerte des wasserbasierten
Brandschutzsystems anhand des Vergleichs mit Versuchsergebnissen validiert werden
konnten, wurden zusatzliche Simulationen fir den unbelasteten Stiitzenabschnitt durchge-
fuhrt. Im Rahmen dieser Simulationen wurde die Trockenschichtdicke des reaktiven Brand-
schutzsystems variiert. Neben dem Grenzwert eines ungeschitzten Profils wurden Trocken-
schichtdicken zwischen 200 und 950 um definiert. Ziel der Untersuchungen war es, den Ein-
fluss der Trockenschichtdicke auf das Erwarmungsverhalten des vierseitig beflammten Stit-

zenprofils infolge des untersuchten Naturbrandes zu quantifizieren.
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Abbildung 6-23: Simulierte Temperaturentwicklung innerhalb des beschichteten Stitzenab-
schnittes in Abhangigkeit unterschiedlicher Trockenschichtdicken des wasserbasierten
Brandschutzsystems

Die Ergebnisse der durchgefiihrten Simulationen sind in Form von Temperaturzeitkurven in
Abbildung 6-23 dokumentiert. Anhand der Kurven lasst sich eindrucksvoll verdeutlichen,
dass die Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems sowohl die Tempera-
turentwicklung in der Aufheiz- als auch in der Abkihlphase signifikant beeinflusst. Mit zu-

nehmender Trockenschichtdicke treten die maximalen Querschnittstemperaturen zu einem
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spateren Zeitpunkt auf. Hohere Trockenschichtdicken verlangsamen damit sowohl die Er-
warmung als auch die Abkihlung des Profils. Im Umkehrschluss findet die Erwdrmung und
Abkuhlung des ungeschitzten Profils nahezu deckungsgleich mit der Brandraumtemperatur
statt. Trotz der geringen Trockenschichtdicken ist das wasserbasierte Brandschutzsystem in
der Lage die Erwarmung des vierseitig beflammten Stutzenprofils infolge des untersuchten
Naturbrandes signifikant zu reduzieren. So fihrt eine Trockenschichtdicke von 950 ym be-
reits zu einer Reduktion der maximalen Querschnittstemperatur von ca. 400 °C gegentiber

dem ungeschutzten Fall (vgl. Abbildung 6-24).
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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 durchgefiihrten Simulationen lasst sich fur das Stitzenprofil 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 Abhangigkeit einer festgelegten Bemessungstempe-
ratur die Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems fir den untersuchten Na-
turbrand zu dimensionieren. In Abbildung 6-24 erfolgt dies beispielsweise fir eine Bemes-
sungstemperatur des HE240A-Profils von 500 °C. Die Trockenschichtdicke des wasserba-
sierten Brandschutzsystems ergibt sich dabei zu ca. 575 pm.

Dieser Ansatz erdffnet dem Berechnungsingenieur die Mdglichkeit anhand von wenigen Be-
rechnungen eine querschnitts-, produkt- sowie naturbrandspezifische Dimensionierung der
Trockenschichtdicke des reaktiven Brandschutzsystems vorzunehmen. Voraussetzung hier-
fur ist jedoch eine korrekte Ermittlung der thermischen Materialkennwerte sowie die fachge-

rechte Validierung des Simulationsmodells an zumindest einem Naturbrandversuch.
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6.5 Zusammenfassung

Die entwickelten FE-Modelle erméglichen eine Berechnung von Bauteiltemperaturen ge-
schutzter Stahlbauteile unter Naturbrand. Es kénnen sowohl kastenférmige bekleidete Stahl-
profile als auch profilfolgend geschiitzte Stahlbauteile unter vier- und dreiseitiger Natur-
brandbeanspruchung simuliert werden. Anhand der experimentellen Versuchsdaten des
GroRR3brandversuches 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-
tatsnah zu berechnen.

Die, dem Ingenieurmodell zugrunde liegenden, temperaturabhangigen Materialkennwerte fir
die Aufheiz- und Abkuhlrate wurden aus von den experimentellen Daten der thermoanalyti-
schen Untersuchungen abgeleitet. Die Anwendung der thermischen Materialgesetze des
Ingenieurmodells kénnen auf vergleichbare Brandschutzmaterialien Ubertragen werden. Die
numerischen Modelle berlcksichtigen fir die plattenférmigen und putzhaltigen Brand-
schutzmaterialien zudem Effekte die unter einer Naturbrandbeanspruchung eintreten koén-
nen. Die im GroRbrandversuch detektierte thermisch induzierte Rissbildung wurde verein-
facht durch eine Erhéhung der Warmeleitfahigkeiten erfasst. Bei gipsbasierten Brandschutz-
platten sind zuséatzlich das AufreiRen der Stol3fugen als Effekt unter Naturbrand und Lastein-
leitung aufgetreten, die im Ingenieurmodel durch die Modifizierung der thermischen Material-
kennwerte abgebildet wurde. Die Leistungsfahigkeit der thermischen Schutzwirkung der be-
trachteten Bekleidungsmaterialien ist u.a. auf einen hohen Anteil chemisch gebundenen
Wassers zuriickzufiihren. Die Feuchtetransporte in den betrachteten Brandschutzmaterialien
sind implizit in den temperaturabhéngigen Verlaufen der Materialeigenschaften enthalten.
Eine gekoppelte Betrachtung von Warme und Feuchte wurde innerhalb des Ingenieurmo-

dells nicht vorgenommen.

Im Falle des reaktiven Brandschutzsystems wurde das Expansionsverhalten explizit im
Rahmen der Simulationen modelliert. Hierflr wurde eine User Subroutinen implementiert, die
sowohl das heizratenabhangige Expansionsverhalten beschreibt als auch eine Unterschei-
dung der thermischen Materialkennwerte fiir die Aufheiz- und Abklhlphase bertcksichtigt.

Fur die Validierung der Simulationsmodelle wurde sich bewusst dazu entschieden die Simu-
lationsergebnisse nur mit den Ergebnissen der unbelasteten Versuchskérper aus dem Grol3-
brandversuch zu vergleichen, da eine ausgepragte Rissbildung in der expandierten Scham-
schicht des reaktiven Brandschutzsystems bisher nicht ausreichend zuverlassig 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 Ubereinstimmung 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 Stutze im Anschluss eine Parameterstudie durchge-
fuhrt, in der die Trockenschichtdicke des Brandschutzsystems variiert wurde. Auf diese Wei-
se konnte eine Bemessungskurve fir die Trockenschichtdicke in Abh&ngigkeit der Bemes-
sungstemperatur des Querschnitts ermittelt werden. Diese gilt zwar nur fir das untersuchte
reaktive Brandschutzsystem und den im Rahmen des Forschungsprojektes untersuchten
Naturbrand, mit dem entwickelten Simulationsmodell ist jedoch einen Mdglichkeit geschaffen
worden, um auch fur andere Produkte und Naturbrande Bemessungskurven fir die Dimensi-

onierung der Trockenschichtdicke von reaktiven Brandschutzsystemen vorzunehmen.

Die entwickelten Ingenieurmodelle mit den thermischen Materialkennwerten fir die Aufheiz-
und Abklhlphase kénnen fir eine Berechnung von Stahlbauteilen mit verschiedenen Brand-
schutzmaterialien mit vergleichbaren thermischen Materialeigenschaften unter Naturbrand-
beanspruchung mit vergleichbaren Aufheiz- und Abkihlgeschwindigkeiten angewendet wer-
den. Eine realistische Berechnung der thermischen Schutzwirkung von verschiedenen

Brandschutzmaterialien ist mit den vorgestellten FE-Modellen mdglich.
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7 Empfehlungen fur Prufverfahren
7.1 Einleitung

Die Notwendigkeit von einheitlichen und definierten Priufverfahren 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 temperaturabhéngigen Kurvenver-
laufe, die zusammengetragen wurden ggf. nicht vergleichbar. Im Gesamten zeigen sie je-
doch eine Tendenz des temperaturabhangigen Verlaufes der thermischen Materialkennwerte
auf. Daraus resultiert die Notwendigkeit einer einheitlichen Festlegung von Randbedingun-
gen, Anwendungsgrenzen und Auswertungsprozeduren zur Bestimmung der thermischen
Materialkennwerte fir verschiedene Brandschutzmaterialien. Im Folgenden werden Empfeh-
lungen fir die Anwendung verschiedener Messverfahren und Messmethoden gegeben. Un-
ter Berticksichtigung der Vorgaben soll es mdglich sein, wissenschaftlich fundierte und re-
produzierbare Messergebnisse fir die temperaturabhdngigen thermischen Materialkennwer-
te der Warmeleitfahigkeit A, der spezifischen Warmekapazitat c, und der Rohdichte p 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 kdnnen anhand der Messdaten und deren
Uberfuihrung in thermische Materialkennwerte, die Eingang in die Numerik fanden, bewertet
werden. Insbesondere die Genauigkeit der verschiedenen thermoanalytischen Messmetho-
den kann vom Messgerat, dem untersuchenden Material und dem systematischen Vorgehen
des Anwenders abhangen. Uber die Varianz (Quotient aus Standardabweichung/Mittelwert)
kann die Genauigkeit der gemessenen Materialkennwerte beschrieben werden. Zusatzlich

konnen Referenzmessungen zur Uberpriifung herangezogen werden.

Im Folgenden wird anhand der Messdaten und Randbedingungen eine Bewertung der ther-

moanalytischen Verfahren und Methoden vorgenommen.
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7.2 Allgemeines

Im Rahmen der Verwendbarkeitsnachweise wird die Leistungsfahigkeit von Brandschutzma-
terialien auf der Grundlage der Einheits-Temperaturzeitkurve (ETK) bewertet und die Materi-
alien entsprechend klassifiziert. Hierfur werden Brandversuche durchgefiihrt, bei denen be-
stimmte Grenztemperaturen in den zu schitzenden Stahlbauteilen oder auf den brandabge-
wandten Seiten raumabschlie3ender Bauteile fur eine definierte Feuerwiderstandsdauer ein-
gehalten werden missen.

Die im Rahmen des Forschungsvorhabens durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen
an platten- und putzhaltigen Brandschutzmaterialien sowie reaktiven Brandschutzsystemen
haben gezeigt, dass die Brandschutzmaterialien bei Naturbranden ein unterschiedliches Ma-
terialverhalten in der Aufheiz- und Abkuhlphase aufweisen, welches je nach Produkt auch
von der Aufheiz- bzw. Abkuhlrate sowie der Temperatur, bei der die AbklUhlphase einsetzt,
abhangt. Daher sollte die Leistungsfahigkeit von Brandschutzmaterialien zusatzlich zu der
Einheits-Temperaturzeitkurve (ETK) in bestimmten Fallen auch fur Naturbrande bewertet
werden. Nach Auffassung der beteiligten Forschungsstellen missen fir die entsprechenden
Brandschutzmaterialien Grenzwerte bzw. Randbedingungen formuliert werden, wann zuséatz-
liche Untersuchungen vorgenommen werden missen, um das thermische Verhalten der
Brandschutzmaterialien bei Naturbrnden quantifizieren zu kénnen. Hierbei muss zwischen
den einzelnen Materialtypen differenziert werden, da die untersuchten Brandschutzmateria-
lien unterschiedliche Sensitivitdten hinsichtlich der thermischen Einwirkungen gezeigt haben.
Als maflgebende EinflussgrofRe hat sich dabei weniger die Temperaturzeitkurve als solche
gezeigt sondern vielmehr die Aufheiz- und Abkihlphase sowie die zeitliche Ableitung der
Temperaturzeitkurve. Daher muss fiir die Bewertung des heizratenabhéngigen, thermischen
Verhaltens von Brandschutzmaterialien die Aufheizgeschwindigkeit einer thermischen Ein-
wirkung und dessen maximale Temperatur ebenso wie das Materialverhalten in der Abkuhl-

phase betrachtet werden.

7.3 Abgrenzung zu Zulassungsprufungen

Die im Rahmen des Forschungsvorhabens angewandten sowie neu entwickelten Prifverfah-
ren fur die Ermittlung thermischer Materialkennwerte von Brandschutzmaterialen werden
zurzeit nicht bei der Erwirkung von Verwendbarkeitsnachweisen bzw. Zulassungsprifungen
der Brandschutzmaterialien angewendet. Die vorgestellten Priufverfahren konnen somit dazu
dienen, im Falle einer von der ETK abweichenden Naturbrandbeanspruchung die Leistungs-
fahigkeit von Brandschutzmaterialien zu bewerten und die thermischen Materialkennwerte

far numerische Simulationen abzuleiten. Die in dem Forschungsvorhaben angewandten und
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neu entwickelten Priufverfahren geben Berechnungsingenieuren und Herstellern von Brand-
schutzmaterialien die Moglichkeit eine fachgerechte Bewertung der thermischen Schutzwir-
kung verschiedenartiger Brandschutzmaterialien im Zuge einer Naturbrandbemessung von
Stahltragwerken vorzunehmen.

Die Durchfuhrung der Prufungen sollte bei Materialpriufanstalten oder anerkannten Stellen
durchgefuhrt werden. Da es sich bei den Prifverfahren zum Teil um neue, noch nicht ge-
normte Untersuchungsmethoden handelt, sollen auch die Materialprifanstalten mit diesem
Forschungsbericht adressiert werden. Die im Forschungsvorhaben entwickelten Prifverfah-
ren kdnnen nach erfolgreicher Erprobung in der Praxis eine Grundlage fir eine spatere Er-
weiterung von Verwendbarkeitsnachweisen fur Brandschutzmaterialien auf Naturbrandsze-
narien sein.

Im Folgenden werden Empfehlungen, Anwendungsgrenzen und Handlungsanweisungen fir
die Ermittlung der thermischen Materialkennwerte von Brandschutzmaterialien aufgefthrt.
Hierbei wird zwischen platten- bzw. putzhaltigen Brandschutzmaterialien sowie reaktiven

Brandschutzsystemen differenziert.

7.4 Brandschutzplatten und Brandschutzputze

7.4.1 Transient Plane Source Method (TPS)

Fur die Messung der Warmeleitfahigkeit 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/Abkuhlrate von knapp 10 K/min beschranki.

Aufgrund der verschiedenen Brandschutzmaterialien, die in inrem Feuchtegehalte, dem Po-
rengehalt (PorengroRe, Porenverteilung) und ihrer Materialzusammensetzung variieren, sind
groRe Streubereiche der Warmeleitfahigkeit ermittelt worden. Fur gipshaltige Brandschutz-
platten lag der Wertebereich fur verschiedene Temperaturen bis zu AA = 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 fir die Abkuhlphase. Die Warmeleitfahigkeitsermittiung mittels
TPS erzielt bei calciumsilikatbasierten Brandschutzplatten einen Streubereich von bis zu
AN = 0,71 W/(m-K). Die sich ergebene Varianz lag in der Aufheizphase bei 0,0007-0,0353
und in der Abkihlphase bei 0,0001-0.2637. Fur perlithaligen Brandschutzputz lag der Wer-
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tebereich fur verschiedene Temperaturen bis zu A 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 fur die Abkihlphase.

Die Messergebnisse der TPS bei Raumtemperaturen erzielten geringere Streuungen als mit
steigender Temperatur. Der Einfluss von chemischen und physikalischen Umwandlungspro-
zessen sowie Materialdanderungen mit steigender Temperatur auf die Messwerte der Warme-
leitfahigkeit der TPS sind somit deutlich geworden. Ferner wurde der Einfluss des Feuchte-
gehaltes der Proben auf die Messwerte der Warmeleitfahigkeit festgestellt, der eine hohe
Streuung der TPS-Messwerte inshesondere bei 100 °C bewirkte(vgl. Bohac¢ [54]). Aufgrund
der grof3en Streubereiche ist eine Reproduzierbarkeit der Warmeleitfahigkeit der betrachte-
ten Brandschutzplatten und Brandschutzputzen im Temperaturbereich 100-500 °C fragwir-
dig. Bei der Anwendung der TPS-Methode nehmen die chemischen und physikalischen Ver-
anderungen der Brandschutzmaterialien erheblichen Einfluss auf die Warmeleitfahigkeit.
Insbesondere in der Abklhlphase sind deutliche Spannweiten der Streubereiche erzielt wor-
den. Fir die Warmeleitfahigkeitsmessung der Calciumsilikatplatte haben sich sind der Ab-
kuhlphase deutliche Messschwierigkeiten ergaben. Bei 450°C in der Abkuhlphase sind aus
24 Messwerten nur ein realistischer Messwert ermittelt worden. Die haufigsten Messfehler
lagen beim Uberschreiten der Probedicke oder der Temperaturdifferenz, die nicht zwischen
2 Kund 5 K lag, vor. Insbesondere bei den Calciumssilicatplatten und dem Brandschutzputz,
die bei Raumtemperatur eine Warmeleitfahigkeit >0.1 W/(mK) aufweisen, trat dieser Mess-
fehler haufig auf. Folglich muss fir das Messverfahren eine gewisse Anzahl an Messungen
vorliegen, um eine fundierte Aussage Uber die Warmeleitféahigkeit von Brandschutzplatten zu
tatigen.

Des Weiteren ist durch thermochemischen und thermophysikalischen Prozesse ein erhéhter
Sensorverschleif aufgetreten. An den Kontaktstellen der Sensors Mica 4921 zeigten sich
deutliche Verfarbungen die auf eine Oxidation der Kontaktflachen durch u.a. Verdampfungs-
prozesse zuriickgefiihrt wurde. Die blau-griinlichen Verfarbungen (vgl. Abbildung 7-1) kon-
nen zu einer Verschlechterung der Sensorkontaktstellen fiihren, die wiederum zur Folge hat,
dass die Warmeleitfahigkeitsmessungen beeintrachtigt werden kénnen. Ferner ist ein hohes
Delaminierverhalten der Sensoren aufgetreten (vgl. Abbildung 7-1). Die Funktionalitat der
Sensoren kann unter Verwendung eines Ohm-Meters geprift werden. Der Sensorwiderstand

sollte 12 Q aufweisen.
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Delaminieren des Sensors

/

Oxidation der Kontaktstellen

Abbildung 7-1: Sensorverschleild (Mica 4921) nach Warmeleitfahigkeitsmessungen bis
500 °C
Aufgrund der im Rahmen des Forschungsvorhaben zur Verfliigung stehenden Messapparatur
war keine Veranderung der Aufheiz- und Abkuhlraten mdglich. Aufgrund der Ofensteuerung
wurde eine Aufheiz- und Abkunhlrate von 10 K/min gewahlt. Eine Veranderung der Aufheizra-
te gegenlber der Abkuhlrate war zum Zeitpunkt der Bearbeitung nicht realisierbar. Ferner
sind die Warmeleitfahigkeitsmessungen mittels TPS unter Luftatmosphére durchgefuhrt wor-
den, da eine Steuerung der Atmosphéare mit dem verwendeten Ofen Vecstar Ltd. LF 2 SP
nicht moéglich war. Im Rahmen der Untersuchungen sind die Warmeleitfahigkeitsmessungen
auf Temperaturen < 500 °C begrenzt worden, um den Sensorverschleil3 zu minimieren. Um
die Warmeleitfahigkeit auch im Hochtemperaturbereich zu messen, muss ein Ofen verwen-
det werden, dessen Atmosphare gesteuert werden kann. Ferner muss laut Hersteller eine

interte Atmosphéare im Ofen herrschen, um einen Sensorverschleil3 zu reduzieren.

Das Hot Disk Verfahren unter Anwendung der TPS Methode erforderte die Eingabe einer
Heizleistung (kW) und Messdauer (s). Fir die Warmeleitfahigkeitsmessungen der untersuch-
ten Brandschutzplatten und -putze lagen keine Eingangswerte vor, sodass zunachst in ei-
nem iterativen Prozess die Eingabewerte ermittelt werden mussten. In der Regel waren 2 bis
4 Tastversuche/Versuchsmessungen (je nach Kenntnisstand tUber die thermischen Material-
kennwerte) notwendig. Eine Verdnderung der Umgebungstemperaturen ergab einen Einfluss
auf die Eingabedaten. Wahrend der TPS-Messungen hat sich ergeben, dass gleichbleibende
Eingangswerten im eingestellten Temperaturprogramm zu unterschiedlich guten und ver-
wertbaren Messungen fihren kénnen. Wéahrend in der Aufheizphase z.T. gute Messwerte
erzielt werden, kann in der Abkiihlphase die Messungen mit den Eingangswerten zur Uber-
schreitung der Probendicke fiihren, sodass nicht belastbare Daten entstehen. Fir die Be-

stimmung der Warmeleitfahigkeit mit steigender Temperatur werden die Eingabedaten als
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unveranderlich eingegeben. Die Eingabedaten wurde so gewahlt, dass eine Messung der
Warmeleitfahigkeit moglichst nahe an der realen Probendicke liegt, um die thermischen Ma-
terialeigenschaften A des gesamten Bekleidungsmaterials ausreichend zu erfassen. Nach
der Bestimmung der Eingabeparameter wurde unter Anwendung des Moduls ,Low-Density /
Highly Insulation Modul“ eine Messung der Warmeleitfahigkeit durchgefuhrt. Die Messungen
der Warmeleitfahigkeit der Brandschutzplatten und des Brandschutzputzes konnte unter
Raumtemperaturen mit geringen Messzeiten realisiert werden. Die Warmeleitfahigkeitsmes-
sungen mit einer Aufheizphase bis 500°C und einer anschlieRender Abkiihlphase dauerten
zwischen 2-4 Tage. Die Messdauer resultiert aus der Haltezeit des Ofens zur Stabilisierung
der Probentemperaturen sowie den zeitlichen Abstédnden der Einzelmessungen zwischen
einander von mindestens 30 Minuten, um den Hitzeeintrag durch den Impuls des Sensors
auszugleichen. In der Haltephase kénnen bereits energetische Effekte und chemische Reak-
tionen in den Brandschutzplatten und dem Brandschutz auftreten, die bei Warmeleitfahig-

keitsmessung beeintrachtigen, aber bei der Messung nicht detektiert werden.

Die Messwerte der TPS- Methode erzielten hthere Warmeleitfahigkeiten als die Hersteller-
werte bei Raumtemperaturen. Es ist davon auszugehen, dass die temperaturabhangigen
Messwerte der Warmeleitfahigkeit fir die untersuchten Brandschutzplatten und den Brand-
schutzputz ebenfalls hoher liegen. Ein Vergleich der Messdaten der TPS-Messdaten mit der
Datenbasis aus Kapitel 2 zeigt, dass fir gipshaltige Brandschutzplatten héhere Warmeleitfa-
higkeiten ermittelt wurden. Eine Reduzierung der Mittelwerte der Messdaten, die als Ein-
gangswerte in die Numerik Uberfuhrt wurden, bestatigt die Annahme. Insbesondere bei den
gipsbasierten Brandschutzplatten sind die gemessenen Mittelwerte der Warmeleitfahigkeit
zur Nachrechnung der realen Stahlbautemperaturen bis zu 65 % reduziert worden. Ferner
zeigten die Messdaten mit den Sensoren Kapton bei Raumtemperatur und Mica fir hohere
Temperaturen deutliche Diskrepanzen, was auch Jansson [84] bei seinen Untersuchungen
verschiedener Baustoffe mittels TPS bestatigt. Ferner muss bertcksichtigt werden, dass die
TPS Daten hoher liegen, wenn das zu untersuchende Material (Brandschutzputz oder
Brandschutzplatten) eine geringere Warmeleitfahigkeit als die Isolationsmaterial (Mi-
ca/Kapton) des Sensors aufweist. Es kann es zu einem Warmestau kommen, der sich auf

die Messergebnisse der Warmeleitfahigkeit auswirkt.

Unter Beriicksichtigung der zuvor beschriebenen Randbedingungen kann die TPS Methode
zur Ermittlung der Warmeleitfahigkeit von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen ange-
wendet werden. Ein hoher Streubereich der Warmeleitfahigkeitsdaten und eine maglicher-
weise mangelnde Reproduzierbarkeit fur Brandschutzplatten und Brandschutzputze missen

bei der Anwendung der Methode beriicksichtigt werden. Zuséatzlich ist eine gewisse Anzahl
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von Messdaten notwendig, um eine Aussage Uber den temperaturabhéangigen Verlauf der
Warmeleitfahigkeit von Brandschutzplatten und Brandschutzen zu tatigen.

7.4.2 Differential Scanning Calorimetry (DSC)

Die Differential Scanning Calorimetry (DSC) ist angewendet worden, um die spezifische
Warmekapazitat der untersuchten Brandschutzmaterialien fir die Aufheizphase und die Ab-
kihlphase 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 Abkihlrate von 10 K/min und 6 K/min. Je Temperaturprogramm sind Dreifachmessun-
gen derselben Probe mit gleichem Temperaturprogramm durchgefiihrt 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 Warmeka-
pazitat zu begrinden (vgl. Weber [133]). Fiur gipsgebundene Brandschutzplatten flhren ge-
ringer Heizraten zu héheren c,-Messwerten und zu einer friheren sowie detaillierten Detekti-
on thermochemischer und thermophysikalischer Prozesse. Die Ergebnisse der DSC Mes-
sung bei Calciumsilikatplatten zeigt, dass mit steigender Aufheizrate hohere c,-Werte erzielt
werden. Beim Brandschutzputz scheint die Aufheizrate unabhéngig vom Messergebnis. Zur
Ermittlung von c, in der Abkihlphase ist die Abkihlgeschwindigkeit bei gipsgebundenen
Brandschutzplatten irrelevant, da sich keine weitere Veranderung des thermischen Kennwer-
tes in der Abklhlphase einstellt. Fur den untersuchten Brandschutzputz und die Calciumsili-
katplatte fihren héhere Abkuhlgeschwindigkeiten zu geringeren c,-Werten in der Abkuhlpha-
se.

Aufgrund der Verwendung von Aluminiumoxidtiegeln Al,O3; (beim Brandschutz und Brand-
schutzplatten) war die Ermittlung von ¢, bis zu 600°C beschrankt. Die Wahl des Probentie-
gels muss eine chemische Reaktion mit den Probematerialien ausschlieRend. Die Einwaa-
gemenge des Probematerials wird in mg-Bereich in den Tiegel eingebracht. Die Brand-
schutzplatten und die Brandschutzputzproben wurden dazu zerstoRen 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 missten in den Einwaagemengen berlcksichtigt 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 fur die Leistungsfahigkeit der
Brandschutzmaterialien entscheidend ist, bleibt damit unbertcksichtigt. Die Messung der
spezifischen Warmekapazitat c, kann kontinuierlich erfolgen. Bei den Messwerten hat sich
dennoch eine Diskontinuitat der Kurvenverlaufe zwischen Aufheiz- und Abkihlphase gezeigt,
die messbedingt durch den Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abklhlphase begrindet
werden kann. Bei der Interpretation der DSC- Ergebnisse muss dies beriicksichtigt werden.

Fur die Ermittlung der spezifischen Warmekapazitat von Brandschutzplatten und Brand-
schutzputzen ist die DSC geeignet, da thermochemische und thermophysikalische Umwand-
lungsprozesse der Bekleidungsmaterialien detektiert werden kénnen. In Abhangigkeit der
Einwaagemengen, der Aufheiz- und Abkihlraten und der Probenhalter kann der temperatur-
abhangige Verlauf der spezifischen Warmekapazitat erfasst werden. Bei der Anwendung der
DSC fur Brandschutzplatten und —putze muss jedoch berlicksichtigt werden, dass bei der
Pulverisierung des Probenmaterials das Porensystem unberticksichtigt bleibt und verschie-
dene Bestandteile im richtigen prozentualen Verhaltnis in den Tiegel (Probenhalter) einge-

bracht werden missen.

7.4.3 Thermogravimetrische Analyse (TGA)

Um die Rohdichte p in Abhangigkeit der Temperatur zu messen, wurde die thermogravimet-
rische Analyse (TGA) nach DIN 51006 (2005) durchgefuhrt. Die Ergebnisse der TGA geben
Aufschluss Uber den Massenverlust in Abhangigkeit der Temperatur. Unter der Annahme
eines konstanten Volumens kann aufgrund der Messergebnisse auf die temperaturabhéngi-
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. Fur die
anschlielende Abkuhlphase wurden Abkuhlraten von 6 und 10 K/min angewendet. Im Rah-
men der Messrandbedingungen ist das Temperaturprogramm freiwahlbar. Entsprechend
kann der temperaturabhéngige Massenverlust respektive der temperaturabhdngigen Roh-
dichte fir die untersuchten Brandschutzplatten und Brandschutzputze bis in den Hochtempe-
raturbereich ermittelt werden. Fir die gewahlten Temperaturprogramme sind Doppelbestim-
mungen vorgenommen worden. Die gemessenen TGA—-Ergebnisse wiesen fir die unter-
suchten Brandschutzmaterialien eine geringe Streuung auf. Je geringer die Aufheizraten
gewahlt wurden, desto friiher wurde ein Massenverlust detektiert. Der qualitative Verlauf des
Massenverlustes sowie der maximale prozentuale Massenverlust sind jedoch unabhangig

von der Aufheizrate. Die Masse der untersuchten Brandschutzplatten und des Brandschutz-
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putzes hat sich in Abkihlphase gemaR den TGA Messungen nicht weiter verandert, sodass
der Einfluss der Abkuhlrate entfallt.

Eine Anwendung der TGA ermdglicht dabei verschiedene Aufheizraten und Abkuhlraten 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. Fur 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 zerstofRen
und bleibt bei der Messung des Massenverlustes unbericksichtigt. Insbesondere bei Brand-
schutzmaterialien sind das Porensystem selbst, sowie die thermische Materialprozesse im
Porensystem ausschlaggebend fir die Leitungsfahigkeit. Die untersuchten Brandschutzbe-
kleidungen und der untersuchte Brandschutzputz werden fir die TGA Messung zerkleinert,
pulverisiert und damit grundlegend veréandert. Ebenso kdnnen mehrschichtige Aufbauten, wie
bei der Gipskartonfeuerschutzplatte mit Karton und Gipskern, durch die kleinen und pulveri-

sierten Einwaagemengen nicht realitdtsgetreu erfasst werden.

Die TGA detektiert den temperaturabhangigen Massenverlust von Brandschutzplatten und
Brandschutzputzen unter Berlicksichtigung thermochemischer und thermophysikalischer
Prozesse. Entsprechend kann der prozentuale Massenverlust als auch der temperaturab-
hangige Verlauf des Massenverlustes erfasst werden, was einen Vorteil gegeniiber Darr
Wage Methode (gravimetrischen Messungen vor und nach einer Temperaturbeanspruchung)
ist. Die prozentualen Massenverluste der TGA Messungen wurden mit Ergebnissen einer
Darr Wéage 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-
ricksichtigt werden, dass das Porensystem durch die Probenaufbereitung vernachlassigt
wird und die TGA- Messergebnisse von dem Probenmaterial, der gewahlten Atmosphare,

dem Tiegelmaterial sowie den Aufheiz- und Abkthlraten abhangen kdnnen.

7.4.4 Massenverlust im Cone Calorimeter

Um den temperaturabh&ngigen Massenverlust der untersuchten Brandschutzplatten und des
untersuchten Brandschutzputzes im realen Einbauzustand zu erfassen, sind Untersuchun-
gen im Cone Calorimeter durchgefuihrt 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 fir die thermische
Isolierung sorgte. Die Proben wurden unter kontinuierlicher Warmestrahlung und gleichzeiti-
ger Wagung betrachtet. Die Probentemperaturen wurden tUber Thermoelemente Typ K an
der Probenoberseite, in Probenmitte sowie an der Unterseite der Probe abgenommen. Die
Temperaturen kénnen 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 Lésung dar.

Die Ergebnisse im Cone Calorimeter haben gezeigt, dass die Wahl der Warmestromdichten
einen Einfluss auf die Temperaturerhéhung im Probematerial und folglich auf den Massen-
verlust hat (vgl. Bartholmai [47]). Mit steigender Warmestromdichte erhéhen sich die Proben-
temperaturen und entsprechend erhdht sich der Massenverlust. Die Ergebnisse der tempera-
turabhangigen Massenverlustes liegen in einem vergleichbaren Wertebereich wie die TGA-
Messungen. Der konische Heizer des Cone Calorimeters liefert tGiber die gesamte Messdauer
eine konstante Warmestrahlung, 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 kdnnen, kann es bei langanhaltenden Bestrahlung zu einem Tempera-
turstau (innen) zwischen der Probe und dem Rahmen kommen.

Die Untersuchungen mittels Cone Calorimeter erméglichen den temperaturabhangigen Mas-
senverlustes von Proben aus Brandschutzputz und Brandschutzplattenbekleidung im realen

Zustand samt Porensystem zu bertcksichtigen.

7.4.5 Empfehlungen fir die Ermittlung thermischer Materi-
alkennwerte

Die Messergebnisse von thermoanalytischen Messmethoden und Verfahren sind von ver-
schiedenen Einflussfaktoren, wie der Atmosphare, dem Material der Probenhalter (Tiegel),
der Aufheiz- und Abkihlraten sowie der Proben (Art und Menge) selbst abhangig. Die Mess-
ergebnisse kdnnen demnach immer nur das Verhalten der jeweiligen Probe wiedergeben,
das unter den gewahlten Randbedingungen und Versuchsbedingungen durchgefihrt wurde.
Zur Vergleichbarkeit der Messergebnisse empfiehlt es sich einheitliche Randbedingungen zu
setzen. Ferner sollte eine Probenvorkonditionierung vorgenommen werden, um gleiche Prif-
bedingungen zu haben und Ergebnisse vergleichen zu kdnnen. Insbesondere bei Brand-
schutzplatten und Brandschutzputzen ist eine Trocknung 24 Stunden bei 100 °C (bei gipshal-

tigen Brandschutzplatten 40 °C) vorzunehmen. Zusétzlich sollte die Lagerung des Proben-
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materials in Klimaschranken 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, kénnen thermische Materialkennwerte fir
den untersuchten Brandschutzputz und die untersuchten Brandschutzplatten bestimmt wer-
den. Um eine fundierte Aussage Uber das thermische Materialverhalten sowohl fir die Auf-
heizphase als auch fur die Abkthlphase zu erhalten, empfiehlt sich ein Mindestumfang an

experimentellen Untersuchungen.

Cone Calorimeter
TPS Am = f(6,1) DSC
A= 1(8,1) c, = (8.1
TGA
Am = {(©,1)

Abbildung 7-2: Mindestmal3 an experimentellen Untersuchungen zur Quantifizierung des
thermischen Materialverhaltens von Brandschutzputzen und Brandschutzplatten bei Natur-
branden

Wie in Abbildung 7-2 dargestellt, kann die Transient Plane Source Methode (TPS) angewen-
det werden, um die temperaturabhangige Warmeleitfahigkeit zu ermittelt und die Differential
Scanning Calorimetry (DSC) zur Bestimmung der temperaturabhéngigen spezifischen War-
mekapazitat. Eine Thermogravimetrische Analyse (TGA) kann anschlie3end 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 temperaturabhangige Rohdichte geschlossen werden. Ebenso ist
die Anwendung des Cone Calorimeters moglich, um die temperaturabhdngige Rohdichte
unter Beriicksichtigung des Porensystems der Probe (Brandschutzputz/ Brandschutzplatten)
zu ermitteln. Eine gekoppelte TGA-DSC Analyse kann ebenfalls angewendet werden, um die
spezifische Warmekapazitat und die temperaturabhangige Massendnderung simultan zu
ermitteln.

Ausgehend von den experimentellen Untersuchungen der betrachteten Brandschutzmateria-
lien, kann flr Brandschutzputze und Brandschutzplatten das in Abbildung 7-3 dargestellte
Ablaufschema zur Bestimmung der temperaturabhéngigen Materialkennwerte empfohlen

werden.
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Abbildung 7-3: Schematischer Ablauf zur Bestimmung thermischer Materialkennwerte von
Brandschutzplatten und Brandschutzputzen bei Naturbrandeinwirkungen

Fur die Warmeleitfahigkeitsmessung 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 Sensorverschleil3es bei maxi-
malen Temperaturen bis 500-600 °C. Fir Warmeleitfahigkeitsmessungen von Brandschutz-
platten und Brandschutzputzen bei hdheren Temperaturen sollte ein Priifofen mit Steuerung
der Atmosphare und Steuerung der Auf-und Abkuhlraten verwendet werden. Mégliche Ein-
gabewerte fUr die Messdauer und die Heizleistung sind in Tabelle 7-1 dargestellt. Die Mess-
zeit ist direkt von der Probendicke d sowie der thermischen Leitfahigkeit des Probenmaterials
abhéangig. Ferner ist ein linearer Zusammenhang zwischen der Heizleitung und der Tempe-
raturerh6hung im Material gegeben. Fir die Auswertung der erzielten TPS Messergebnisse
empfiehlt es sich einen Streubereich der Messwerte fur unterschiedliche Temperaturen an-
zugeben, da aufgrund des Feuchtegehalts, des Porengehalts und aufgrund von thermoche-
mischen und thermophysikalischen Prozessen die Warmeleitfahigkeit von Brandschutzplat-

ten und Brandschutzputzen mit steigenden Temperaturen stark variiert.
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Tabelle 7-1: Empfohlene Randbedingungen fir die Warmeleitfahigkeitsmessung von Brand-
schutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung der TPS- Methode

Gipskartonfeu- Gipsfa- Calciumsili- Perlit- An-
erschutzplatte serplatte | katplatte haltiger merkungen
Brand-
schutzputz
Probenab- Probenab-
messungen 80 mm x 80 mm x Probendicke d mm messung
aufgrund des
Probenhalters
begrenzt
Proben- Trocknung 24 | Trock- Trocknung 24 | Trocknung
konditionierung | Std. bei 40 °C nung 24 | Std. bei | 24 Std. bei
Std. bei | 100 °C 100 °C
40 °C
Lagerung der Klimaschrank
Proben 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)
Abkiihlrate 10 K/m 10 K/m 10 K/m 10 K/m
Messbereich min. 20 °C (RT) | min. min. 20 °C | min. 20 °C | Maximale
max. 500 °C 20 °C (RT) (RT) Temperatur
(RT) max. 500 °C | max durch hohen
: : Sensorver-
max. 500 °C schleil  be-
500 °C grenzt
Sensortyp Fir Raumtemperatur (RT): Kapton 8563 mit Radius | Radius  des
r=9,908 mm Sensor muss

100 °C -500 °C: Mica 4921 Radius r = 9,719 mm

an Probengro-
e angepasst
werden

Atmosphére im
Prifofen

Sauerstoff

Fur den Hochtemperaturbereich: inert

Auswahl des
Prifofens

nach  Steue-
rung der Heiz-
raten und

Atmosphére

Messdauer
(sec)

RT
30 °C):
40 sec

(20-

RT
30 °C):
80, 160 sec

(20-

RT

30 °C):
80,

160 sec

(20-

100,

RT (20-30 °C):
80 sec

90-500 °C:
40-80 sec

90-500 °C:
40-80 sec

90-500 °C:
80 sec

90-500 °C:
40-80 sec

Kirze Mess-
dauern  oder
geringere
Heizleistung
bei Messun-
gen nach
Temperatur-
programm,
Messdauer an
thermische
Leitfahigkeit
und Probendi-
cke gebunden
d=2*at

mit a=A/p-cp
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Heizleistung RT (20- | RT (20- | RT (20- | RT (20-30 °C): | Linearer  Zu-
(mW) 30 °C): 30 °C): 30 °C): 40 mw j\‘j‘v’i‘;?hee”nha“dger
120- 80-100 mW | 40-80 mW Heizleistung
150 mw und der Tem-
peratur-
diffe-
renz/anstieg
90-500 °C: | 90-500 °C: | 90-500 °C: | 90-500 °C:
80-100 mW | 80-100 mW | 80 mW 80 mw
Anzahl Mes- Pro Temperatur min. 3 Messungen, min. 4 Messdurchlaufe
sungen derselben Probe unter einem Temperaturprogramm
Auswertung Temperaturerhéhung zwischen 2 und 5 K

Keine Uberschreitung der Probendicke

Zur Bestimmung

der temperaturabhangigen, spezifischen Warmekapazitat von Brand-

schutzplatten und Brandschutzputzen kann die DSC-Analyse unter den in Tabelle 7-2 emp-

fohlenen Randbedingungen angewendet werden. Die Messung der spezifischen Warmeka-

pazitat ist auf maximale Temperaturen von 600 °C begrenzt, was auf die verwendeten Pro-

benhalter (Tiegel) und ihre Temperaturbestandigkeit zurlickzuftihren ist. Fir die Bestimmung

von ¢, fur Brandschutzplatten und Brandschutzputze konnen die angegebenen Aufheiz- und

Abkuhlraten angewendet werden (vgl. Tabelle 7-2).

Tabelle 7-2: Empfohlene Randbedingungen fir die Messung der spezifischen Warmekapazi-
tat von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung der DSC-Analyse

Gipskarton- | Gipsfaser | Calciumsilikat- | Perlithaltiger An-
feuerschutz | platte platte Brandschutz- merkungen
erschutz- putz
platte
ProbengroRRe Probenvorbe-
reitung:  zer-
9-12 mg stoRen,  zer-
kleinern  und
pulverisieren
Probenkonditio- | Trocknung | Trocknung | Trocknung 24 | Trocknung 24
nierung 24 Std. bei | 24 Std. bei | Std. bei 100 °C | Std. bei 100 °C
40 °C 40 °C

Probenlagerung

Klimaschrank

Konstante Temperatur und Luftfeuchte

Probenhalter Tiegel aus Aluminium oder Aluminiumoxid Al,O3
(Tiegel)
Messbereich Min. 15- | Min.  15- | Min. 15-30 °C | Min. 15-30 °C | Max. Tempe-
30°C 30 °C Max. 600 °C Max. 600 °C La;r‘:g?g vﬁtr;
Max. 600 | Max. Tiegelmaterial
°C 600 °C
Aufheizrate 10 K/min 10 K/min 20 K/min 20 K/min
Abkuhlrate 10 K/min 10 K/min 6 K/min 10 K/min Fur  gipsge-
bundene
Brandschutz-
platten irrele-
vant
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Atmosphére Stickstoff 35 ml/min

Anzahl Mes- min. 3 Messdurchlaufe derselben Probe unter einem Tem- | Varianz gering
sungen peraturprogramm

Auswertung Umschaltpunkt von Aufheizphase zu Abkuhlphase bertck-

sichtigen

Messverlauf von c, mit thermochemischen und thermophy-
sikalischen Prozessen zu begrinden
Mittelwertbildung unter Angabe des Streubereichs

Die Ermittlung der Rohdichte von Brandschutzputzen und —platten kann vereinfacht durch

Wagung und unter Bertcksichtigung der Probenabmessungen erfolgen. Die Bestimmung

des temperaturabhéngigen Massenverlustes respektive der Rohdichte von Brandschutzplat-

ten und Brandschutzputzen kann unter der Berlicksichtigung des Porensystems mit dem

Cone Calorimeter erfolgen. Unter Vernachlassigung des Porensystems kann der tempera-

turabhangige Massenverlust von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen mit der ther-

mogravimetrischen Analyse ermittelt werden. Die dafir empfohlenen Eingabedaten und

Randbedingungen zeigt Tabelle 7-3.

Tabelle 7-3: Empfohlene Randbedingungen flur die Messung des temperaturabhéangigen
Massenverlustes von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung der TGA

Gipskarton- | Gipsfaser | Calciumsilikat- | Perlithaltiger | Anmerkungen
feuerschutz- | platte platte Brand-
erschutz- schutzputz
platte
ProbengroRRe Probenvorberei-
ca.10 mg Zeriteinom. und
pulverisieren
Probenkondi- | Trocknung Trocknung | Trocknung 24 | Trocknung
tionierung 24 Std. bei | 24 Std. bei | Std. bei 100 °C | 24 Std. bei
40 °C 40 °C 100 °C
Probenlage- Klimaschrank
rung Konstante Temperatur und Luftfeuchte
Probenhalter | Tiegel aus Keramik
(Tiegel)
Messbereich | Min. 15- | Min.  15- | Min. 15-30 °C | Min. 15- | Max. Temperatu-
30 °C 30°C Max. 1000 °C | 30 °C Max. rT"t” atl’hang'.g l"om
Max. 1000 | Max. 1000 1000 °C ‘egeimateria
°C °C
Aufheizrate 10 K/min 10 K/min 40 K/min 20 K/min
Abkuhlrate 10 K/min 10 K/min 10 K/min 10 K/min Far temp. Mas-
senverlust irrele-
vant
Atmosphére Sauerstoff 50 ml/min
Anzahl Mes- Doppelbestimmung derselben Probe unter einem definier- | Varianz gering
sungen ten Temperaturprogramm
Auswertung Messverlauf mit thermochemischen und thermophysikali-

schen Prozessen zu begriinden
Mittelwertbildung unter Angabe des Streubereichs
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Unter Berticksichtigung des Porensystems von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen

kann das Cone Calrimeter zur Ermittlung des temperaturabhéngigen Massenverlustes her-

angezogen werden. Die empfohlenen Randbedingungen zur Verwendung des Cone Calori-

meters zeigt Tabelle 7-4. Die Messungen des Massenverlustes in Abhangigkeit der Tempe-

ratur sind durch die maximale Porentemperatur begrenzt.

Tabelle 7-4: Empfohlene Randbedingungen fir die Messung des temperaturabhangigen
Massenverlustes von Brandschutzplatten und Brandschutzputzen unter Anwendung des
Cone Calorimeters

Gipskarton- | Gipsfaser | Calciumsilikat- | Perlithaltiger | Anmerkungen
feuerschutz | platte platte Brandschutz-
erschutz- putz
platte
Probengrofle 80 mmx 80 mm x Probendicke d mm
Probenkonditi- | Trocknung | Trocknung | Trocknung 24 | Trocknung
onierung 24 Std. bei | 24 Std. bei | Std. bei 100 °C | 24 Std. bei
40 °C 40 °C 100 °C
Probenlage- Klimaschrank
rung Konstante Temperatur und Luftfeuchte
Probenhalter Vermikulitrahmen 160 mm x 165 mm x 65 mm
Warmestrah- 35 W/m?
lung (W/m2)
Probentempe- | Messung mittel Thermoelement Typ K in einer Achse an
ratur Oberflache der Probe, Unterseite der Probe und Mitte der
Probe
Messdauer 50 Std. 50 Min. 36 Min. 32 Min.
Temperaturbe- | RT bis | RT bis | RT bis 450 °C | RT bis
reich 500 °C 500 °C 350 °C
Auswertung Ermittelte Probentemperatur in Abhangigkeit des Proben-

gewichtes liefert
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7.5 Reaktive Brandschutzsysteme

7.5.1 Anwendungsgrenzen

Im Rahmen des vorliegenden Forschungsberichts wurden experimentelle Untersuchungen
an einem wasserbasierten und einem losemittelhaltigen Brandschutzsystem durchgefihrt.
Epoxidharzbasierte Brandschutzsysteme konnten aufgrund des Projektumfangs nicht unter-
sucht werden. Die Analyse des Stands der Forschung hat jedoch ergeben, dass vor allem
l[6semittelhaltige reaktive Brandschutzsysteme besonders sensitiv auf veranderliche Aufheiz-
geschwindigkeiten reagieren. Wasserbasierte sowie epoxidharzbasierte Brandschutzsyste-
me weisen zwar ebenfalls eine Heizratenabhangigkeit auf, diese ist jedoch im Falle der un-
tersuchten Brandschutzsysteme von Tabeling [122] und Weisheim et al. [135] weniger aus-
gepragt.

Im Folgenden erfolgt die Festlegung der Grenzwerte, ab wann reaktive Brandschutzsysteme
im Falle eines Naturbrandes zusatzlichen Untersuchungen unterzogen werden muissen, auf
der Grundlage der beiden untersuchten Brandschutzsysteme. Die nachfolgend beschriebe-
nen Empfehlungen sollen dabei fir die Ermittlung thermischer Materialkennwerte von was-
serbasierten, l6semittelhaltigen und epoxidharzbasierten reaktive Brandschutzsysteme gel-
ten, die einen gultigen Verwendbarkeitsnachweis in Deutschland besitzen. Ablations- und

Sublimationsbeschichtungen sind nicht Teil der Prifverfahren.

7.5.2 Mindestumfang an Untersuchungen

Fur eine ausreichende Analyse der thermischen Materialkennwerte reaktiver Brand-
schutzsysteme muss ein Mindestumfang an experimentellen Untersuchungen durchgefihrt
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 temperaturabhéngige Massenénderung als auch die spezifische Warmekapazitat ermit-
teln. Fur die Analyse des Expansionsverhaltens muss zudem eine digitale Expansionsanaly-

se durchgefiihrt werden. Der entsprechende Versuchsaufbau ist Kapitel 4.2.6 zu entnehmen.

Expansionsanalyse TGA DSC
a =10, 1) Am =f(©, t) ¢, =f(©, t)

Abbildung 7-4: Mindestumfang an experimentellen Untersuchungen, der erforderlich ist, um
das thermische Verhalten eines reaktiven Brandschutzsystems bei Naturbranden zu quantifi-
zieren.

Ausgehend von der ermittelten Expansionskurve lasst sich die aquivalente Warmeleitfahig-

keit des reaktiven Brandschutzsystems unter Berlcksichtigung der analytischen Berech-
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nungsvorschrift nach Tabeling [122] ermitteln. Die Berechnungsvorschrift kann u.a. Abbil-

dung 7-6 enthommen werden.

7.5.3 Hinweise fir die Durchfiihrung der Untersuchungen

Fur die Durchfihrung der experimentellen Untersuchungen sind detaillierte Angaben zu den
jeweiligen Versuchsaufbauten in Kapitel 4.2 dokumentiert. Die Anwendung der zum Teil neu
entwickelten Prifverfahren ist an die Einhaltung bestimmter Randbedingungen gekniipft, die
im Folgenden fir jede Versuchsdurchfihrung separat aufgeftihrt werden.

Digitale Expansionsanalyse

Mit der digitalen Expansionsanalyse lasst sich das Expansionsverhalten eines reaktiven
Brandschutzsystems fiir beliebige Temperaturzeitkurven und Aufheizgeschwindigkeiten un-
tersuchen. Die in Tabelle 7-5 dokumentierten Randbedingungen sollten dabei beachtet wer-
den.

Tabelle 7-5: Empfohlene Randbedingungen fir die Ermittlung des Expansionsverhaltens von
reaktiven Brandschutzsystemen

Reaktive Brandschutzsysteme
Proben- ]
geometrie Quadratisch (25 x 25 mm) oder rund (& 30 mm)

Probenmaterial | Baustahl S235 JR oder vergleichbare Baustéhle
hinsichtlich der thermischen Materialkennwerte
Materialdicke 0,7—-1,0 mm

Trocken-
schichtdicke 200 — 400 ym
des RBS
Thermoele- Typ K (Durchmesser: @ 0,51 mm): Anordnung
mente von oben oder unten
g\usrlchtung Vermeidung von perspektivischen Ansichten
er Kamera
Kalibrierung Breite bzw. Durchmesser der Probe als Refe-
der Bildanalyse | renzlange fir 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 Abhangigkeit einer mittleren
RBS-Temperatur definiert werden. Aus diesem Grund sollten bei den Analysen geringe Tro-
ckenschichtdicken des reaktiven Brandschutzsystems verwendet werden, um einen grof3en
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 fir eine elementweise Expansion definiert werden, sodass hier-
durch der funktionsrelevante Temperaturgradient innerhalb der modellierten Schaumschicht
erneut abgebildet wird.

Fur die Durchfiihrung der digitalen Expansionsanalyse bieten sich sowohl quadratische als
auch runde Proben an. Entscheidend fur 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 Erwéarmung des reaktiven Brandschutzsystems durch die Stahlplatte auf ein
Mindestmal? reduziert werden. Bei Nichteinhaltung der maximal zulassigen Stahlplattendicke
findet andernfalls eine signifikante Beeinflussung des Erwarmungsverhaltens durch die
thermische Tragheit des gewdahlten Probenmaterials (Substrats) statt. Dies sollte unbedingt
vermieden werden, wenn die ermittelten Expansionskurven in spateren Simulationen fir be-
liebige Bauteilmassigkeiten eingesetzt werden sollen.

Grundsatzlich wird fir die Durchfiihrung 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 urspriingliche Messprinzip bleibt

von diesen Anderungen weiterhin unberdihrt.

]

Vermiculiteplatte
{§| P | P 80 mm .

" [Bohrungen @ 2,5 mm

5 ] Probe @ 30 mm B

Abbildung 7-5: Weiterentwicklung des Versuchsaufbaus fiir die Durchfiihrung 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 temperaturabhéngigen Expansionsfaktors herangezogen und die Ergebnisse damit
verfalscht. Zu Beginn des Versuchs ist somit zunachst 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
Glasubergangstemperatur von Materialien dar. Gleichzeitig wird das Verfahren dazu genutzt,
um die spezifische Warmekapazitat von z.B. Kunststoffen zu ermitteln. Wahrend allgemeine
Grundlagen zu dem Messprinzip DIN EN ISO 11357-1 und gezielte Angaben zur Ermittlung
der spezifischen Warmekapazitat DIN EN ISO 11357-4 entnommen werden kdnnen, sollten
bei der Durchfilhrung der DSC-Analyse fiir reaktive Brandschutzsysteme die in Tabelle 7-6
zusammengefassten Randbedingungen beachtet werden.

Tabelle 7-6: Empfohlene Randbedingungen fir die Durchfiihrung einer gekoppelten TGA-
DSC-Analyse von reaktiven Brandschutzsystemen

Reaktive Brandschutzsysteme

Proben- Ausreichend getrocknet und in Pulverform ver-

vorbereitung arbeitet

Probenmenge | Die Probenmenge (5 — 10 mg) sollte in Bezug
auf das Expansionsverhalten und das Messtie-

gelvolumen dimensioniert werden

Probenhalter Sollten nach Mdglichkeit aus Platin bestehen,

(Messtiegel) um Wechselreaktionen mit dem RBS auszu-
schlieRen

Messbereich 40 - 1000 °C

Aufheizrate 10, 20 und 30 K/min

Abkuhlrate 10, 20 und 30 K/min

Atmosphére

Als Spil- und Reaktionsgas sollte synthetische
Luft (80 % Ar, 20% O,) verwendet werden

(50 ml/min)
Anzahl Mes- Mindestens zwei Messungen je Temperatur-
sungen programm; bei groRerer Abweichung sollte eine

dritte Messung erfolgen

Grundsatzlich ist es zu empfehlen die DSC-Analyse mit einer gekoppelten TG-Analyse

durchzufiihren, um den Untersuchungsaufwand zu reduzieren.
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Thermogravimetrische Analyse (TGA)

Die Thermogravimetrische Analyse dient fur die Ermittlung der temperaturabhangigen Mas-
senanderung eines Materials und ist u.a. fur 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 Durchfiihrung der TGA die fur die DSC aufgefiihrten Hinweise beachtet werden.

7.5.4 Empfehlungen fir die Ermittlung thermischer Materi-
alkennwerte
Ausgehend von den durchgefiihrten Untersuchungen innerhalb des vorliegenden For-

schungsberichtes wird empfohlen, die thermischen Materialkennwerte fir reaktive Brand-

schutzsysteme nach dem in Abbildung 7-6 dargestellten Ablaufschema zu ermitteln.

| Anwendungsgrenzen RBS = i

¢ TSD; ANV |

|

|

Bemessungsbrand Aufheizgeschwindigkeit i

A\ |

|

S o) i o) ? |
i > i
| v l
| L] ~O(t) < 30 K/min > ki |
I N~ |
| |
| |
| |
| |
| |
| 4 4 |
| 10 K/min (1000 °C) Prufverfahren ETK (30 min)
| » i |
| a(®, t), Am(9, 1), c,(0, t) :
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| A 4 l
i Aquivalente Warmeleitf. Rohdichte i
| ANO, t) = p(Apsg + A e oY, |
|| 400 dx) + (19) Awss —»]  FE-Simulation ey P(® 1) 7 PEOTCIAMAVI)
| A A |
| R |
D R T o e 5 ( Ende ) e e -

Abbildung 7-6: Schematischer Ablauf zur Bestimmung thermischer Materialkennwerte von
reaktiven Brandschutzsystemen bei Naturbrandeinwirkungen fir numerische Simulationen
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In den Fallen, 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 hierfiir eine Aufheizgeschwindigkeit
von 10 K/min bis zu einer Temperatur von 1000 °C als unterer Grenzwert empfohlen. In den
Féllen, in denen die Aufheizgeschwindigkeit des Bemessungsbrandes > 30 K/min ist, kann
naherungsweise auf die thermischen Materialkennwerte zuriickgegriffen werden, die fir die
Einheits-Temperaturzeitkurve abgeleitet wurden.

Die auf diese Weise ermittelten thermischen Materialkennwerte der reaktiven Brand-
schutzsysteme kdnnen im Nachgang von Berechnungsingenieuren im Rahmen von numeri-
schen Simulationen verwendet werden. Exemplarische Anwendungen sind hierfur in Kapitel
7.3.3 aufgefihrt.

7.6 Zusammenfassung

Zur Ermittlung der thermischen Materialkennwerten A, p und ¢, stehen verschiedene thermo-
analytische Messverfahren und Methoden zur Auswahl. Im Rahmen der Forschungsarbeit
sind ausgewahlte thermoanalytische Messmethoden und Verfahren fir verschiedene Brand-
schutzmaterialien angewendet worden. Unter der Berlicksichtigung von Randbedingungen
und Anwendungsgrenzen kénnen mit den Verfahren und Methoden temperaturabhéngige
Materialkennwerte fir die Aufheiz- und Abkihlphase eines Naturbrandes ermittelt werden.
Fur eine einheitliche Bestimmung wurden Empfehlungen fir Anwendungsprozeduren be-
schrieben, die eine Vereinheitlichung der Ergebnisse der Prufverfahren zum Ziel haben. Die
Empfehlungen konnen auf Brandschutzplatten, Brandschutzputze und reaktive Brand-
schutzsysteme mit vergleichbaren Eigenschaften wie der untersuchten Brandschutzmateria-
lien Gbertragen werden. Die Angaben kénnen je nach Fragestellung gegebenenfalls variie-

ren.
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8 Zusammenfassung, Schlussfolgerungen und
Ausblick

8.1 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

Ziel des Forschungsvorhabens war es, Rahmenbedingungen fir allgemeine Prifverfahren
zur Ermittlung von thermischen Materialkennwerten von Brandschutzbekleidungen und reak-
tiven Brandschutzsystemen fur die Bemessung von Stahltragwerken bei Naturbranden zu
entwickeln. Ferner sollten fehlende thermische Materialkennwerte fur Brandschutzbekleidun-
gen und reaktive Brandschutzsysteme sowohl fir die Aufheizphase als auch fir die Abkuhl-

phase bereitgestellt werden.

Aufgrund der experimentellen Daten konnten die Kenntnisliicken der thermischen Materialei-
genschaften geschlossen werden. Die experimentellen Daten liefern eine Aussage Uber das
thermische Materialverhalten sowohl fur die Aufheizphase als auch fir die Abkuhlphase.
Zusatzlich sind Handlungsempfehlungen und Randbedingungen fur thermoanalytische
Messverfahren und Messmethoden aufgezeigt worden, die eine einheitliche Vorgehensweise
zur experimentellen Bestimmung thermischer Materialkennwerte von Brandschutzmaterialien
ermdglichen. Ein GrofRbrandversuch wurde durchgefiihrt, um die thermische Schutzwirkung
der betrachteten Brandschutzmaterialien im realen Maf3stab zu erfassen. Zusétzlich lieferte
der GroR3brandversuch wichtige Erkenntnisse zum Einfluss der mechanischen Einwirkung
auf die thermische Schutzwirkung der Brandschutzmaterialien. Die ermittelten thermischen
Materialeigenschaften der Laborversuche konnten auf den grol3mafRstablichen Brandversuch
ubertragen werden. Zusatzlich sind thermische Effekte wie Fugen-, Riss- und erhéhte Bla-
senbildung sowie unterschiedliches Aufschdumverhalten untersucht worden. Anhand des
GroRRbrandversuches zeigte sich, dass insbesondere in der Abklhlphase héhere Stahltem-
peraturen erreicht werden kdnnen. 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 fur die Aufheiz- und Abklhlphase, die aus experimentellen Daten abgelei-
tet wurden, kénnen zu einer realitdtsnahen Berechnung der Stahlbauteiltemperaturen eines

bekleideten oder geschitzten Stahlbauteils angewendet werden. Eine wirtschaftlichere Be-
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messung bekleideter und geschiitzter Stahlbauteile wird erméglicht. Fir Brandschutzmate-
rialien unter Naturbrandbeanspruchung kdnnen die vorgestellten thermischen Materialkenn-
werte und die entwickelten FE-Modelle zukiinftig verwendet werden. Eine Verallgemeinerung
auf andere Brandschutzmaterialien ist unter der Voraussetzung vergleichbarer Materialei-
genschaften der Brandschutzmaterialien und vergleichbarer Naturbrandszenarien (Aufheiz-
und Abkuhlraten) moglich.

Die Bereitstellung von Rahmenbedingungen und Empfehlung neu entwickelter und genorm-
ter thermoanalytischer Messmethoden und Messverfahren ermdéglicht das thermische Mate-
rialverhalten experimentell zu bestimmen. Insbesondere bei fehlenden Angaben der thermi-
schen Materialkennwerte ist dies von Néten. Die zurzeit in DIN EN 1993-1-2/NA [7] bereitge-
stellten Materialkennwerte flr ausgewahlte Brandschutzmaterialien sind nur flr Beanspru-
chungen nach der Einheits-Temperaturzeitkurve anwendbar. Entsprechend der Forschungs-
ergebnisse kénnen diese nicht bedingungslos fiir die Bemessung unter Naturbrand ange-
wandt werden. Dies betrifft insbesondere die Abkihlphase. Hier konnte aufgrund der Ergeb-
nisse im vorliegenden Forschungsbericht der Verlauf der thermischen Materialienkennwerte
ermittelt und ferner die Kenntnisliicke Uber das thermische Materialverhalten in der Abkuhl-
phase geschlossen werden. Die Forschungsergebnisse haben gezeigt, dass eine Differen-
zierung der verschiedenen Brandschutzmaterialien ebenfalls notwendig ist. Wahrend far
Brandschutzplatten eine Heizratenabhéngigkeit 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 Porositat und der Feuchtegehalte die
thermischen Materialkennwerte beeinflusst. Reaktive Brandschutzsysteme weisen hingegen
ein heizratenabhangiges Expansions- und Schrumpfverhalten sowie eine heizratenabhangi-
ge Warmeleitfahigkeit auf. Auch die Ausbildung der expandierten Schaumschicht und die
Bildung einzelner grol3er Blasen werden durch die unterschiedlichen thermischen Einwirkun-

gen beeinflusst.

Eine Anwendung des Naturbrandverfahrens kann nun fir geschitzte Stahlbauteile mit den
untersuchten Brandschutzmaterialien erfolgen. Fir die Anwendung der Brandschutzingeni-
eurmethoden bei geschiitzten Stahlbauteilen kénnen die bereitgestellten thermischen Mate-
rialkennwerte fur die Aufheizphase und die Abkihlphase angewendet werden. Rechnerische
Analysen zum thermischen Verhalten geschitzter Stahlbauteile mit den betrachteten Brand-
schutzmaterialien kénnen durchgeftihrt werden. Ferner kdnnen die bereitgestellten Empfeh-
lungen standardisierter Priifrahmenbedingungen von Produktherstellern verwendet werden,
um thermische Materialkennwerte ihrer Produkte zu ermitteln und diese fir Brandschutz-

nachweise zur Verfiigung zu stellen.
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Eine zuverlassigere und wirtschaftlichere Bemessung von geschiitzten Stahlbauteilen unter
Naturbrandbeanspruchung kann dadurch ermdglicht werden.

8.2 Ausblick

Im Rahmen des Forschungsvorhabens sind fir geschiitzte Stahlbauteile unter Naturbranden
Empfehlungen fur Prifmethoden und Verfahren entwickelt worden, die eine standardisierte
Bestimmung der thermischen Materialkennwerte von Brandschutzmaterialien fir die Aufheiz-
und Abkuhlphase ermdglichen sollen. Unter Berlcksichtigung der Empfehlungen sind ther-
mische Materialkennwerte der untersuchten Brandschutzmaterialien ermittelt und in allge-
meingultige temperaturabhéngige Verlaufe tberfuhrt worden. Die Anwendung der ermittelten
thermischen Materialkennwerte wurde in den entwickelten FE-Modellen gezeigt, die eine
realitditsnahe Berechnung der Bauteiltemperaturen fir geschitzte Stahlbauteile ermdglichen.
Eine Validierung der FE-Modelle, die auf den thermischen Materialkennwerten basieren,

konnte mittels der realen Messdaten aus dem GrofR3brandversuch erfolgen.

Der Einfluss von unterschiedlichen Heizraten auf die Warmeleitfahigkeit 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 Abkuhlraten von ca. 10 K/min gefahren werden konnte. Zudem hat sich gezeigt,
dass die Warmeleitféahigkeitsmessung mittels der TPS-Methode zu deutlichen Streuberei-
chen der Warmeleitfahigkeit sowohl in der Aufheizphase als auch in der Abkuhlphase fihrt.
Weitere Prifverfahren zur Bestimmung der Warmeleitfahigkeit von inhomogenen Materialien
mit Berlcksichtigung des Feuchtegehalts und der Porositat konnten im Rahmen des For-
schungsvorhabens nicht weiter untersucht werden. Die Messung der Warmeleitfahigkeit im

Hochtemperaturbereich sollte in kiinftigen Forschungsvorhaben vertiefter untersucht werden.

Fur die experimentellen Untersuchungen sind kleinmal3stébliche Erwdrmungsversuche an
beschichten Stahlplatten und ein Gro3brandversuch an geschitzten, belasteten Stahltragern
und unbelasteten Stahlstiitzenabschnitten unter Naturbrand durchgefuihrt worden. Als Stahl-
profil ist ein offenes Profil HEA 240 gewahlt worden. Der Einfluss verschiedener Stahlprofile,
wie runde, offene und geschlossene Profile, auf die Leistungsfahigkeit der betrachteten
Brandschutzmaterialien wurde dabei nicht betrachtet. Ebenso wurden der Einfluss der Bau-
teilgeometrie und der mechanischen Belastung auf die Leistungsféahigkeit der betrachteten
Brandschutzmaterialien nur bedingt untersucht. Im durchgefihrten, grofimaf3stablichen Be-
legversuch hat die Fugenbildung an den Brandschutzplatten gezeigt, dass eine mechanische
Belastung zusatzliche Risse in den Brandschutzplattenmaterialien hervorruft. Dies gilt in ahn-

licher Weise auch fur das untersuchte reaktive Brandschutzsystem. Aus diesem Grund sollte
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in zukUnftigen Forschungsarbeiten z.B. fur die reaktiven Brandschutzsysteme der Einfluss
mechanischer Einwirkungen auf die Leistungsfahigkeit und das Haftvermdgen der Brand-
schutzbeschichtungen bei Naturbranden untersucht werden. Neben weiteren Biegetragfahig-
keitsuntersuchungen sollten dariber hinaus Untersuchungen an kreisrunden, zugbean-
spruchten Bauteilen durchgefiihrt werden. Diese stellen aufgrund ihrer Form einen zusatzli-
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 verstarkt wird, spielt auch bei der Orientierung der untersuchten Bau-
teile eine wichtige Rolle. Da die Erwarmungsversuche an beschichteten Stahlplatten im
Rahmen des Forschungsprojektes nur in horizontaler Lage durchgefiihrt wurden, sollte in
zukUnftigen Forschungsarbeiten der Einfluss einer senkrechten Probenausrichtung bzw. der
Anordnung der Probe Uber Kopf auf das Haftvermégen und die thermische Schutzwirkung
der reaktiven Brandschutzsysteme untersucht werden.

DarlUber hinaus sollte die im GroRBbrandversuch beobachtete Blasenbildung (grof3e Einzel-
blasen mit Offnungen bzw. nachtraglich zugeschaumten Offnungen) systematischer unter-
sucht werden. Hier sollten die Zusammenhé&nge zwischen der Orientierung der Bauteile und
der thermischen Einwirkung (Naturbrande mit unterschiedlichen Aufheiz- und Abkihlge-
schwindigkeiten) analysiert werden.

Fur 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 zukinftigen Forschungsarbeiten sollte dieser Einfluss genauer untersucht wer-

den.

Die im Rahmen des Forschungsprojektes erzielten Forschungsergebnisse wurden bzw. wer-

den in folgenden Transfermaf3nahmen publiziert.
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Durchgefiihrte TransfermalRnamen
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TransfermalRnahmen

MalRnahme ‘ Ergebnistransfer Datum
M1 Projektbegleitender Projektbegleitender Ausschuss (PA) 07.11.2016
Ausschuss (PA)
M2 Deutscher Stahlbau | Deutscher Stahlbau Verband (DSTV) - AA| 07.11.2016
Verband (DSTV) - AA | Brandschutz
Brandschutz
M3 Projektbegleitender Vorstellung des Forschungsprojekts, der geplan-| 07.03.2017
Ausschuss (PA) ten Untersuchungen sowie des aktuellen Bearbei-
tungsstandes
M4 Deutscher  Stahlbau | Vorstellung des Forschungsprojekts, der geplan-| 07.03.2017
Verband (DSTV) - AA |ten Untersuchungen sowie des aktuellen Bearbei-
Brandschutz tungsstandes
M5  Konferenzbeitrag Schaumann, P.; Weisheim, W.: Effect of heating | 07.-09. Juni
IFireSS 2017 in Nea- | rates in natural fires on the thermal performance 2017
pel of a solvent-borne intumescent coating
M6  Projektbegleitender Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-| 06.11.2017
Ausschuss (PA) fuhrten Untersuchungen sowie der aktuellen Er-
gebnisse
M7 Deutscher Stahlbau | Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-| 06.11.2017
Verband (DSTV) - AA |fihrten Untersuchungen sowie der aktuellen Er-
Brandschutz gebnisse
M8 Projektbegleitender Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-| 12.03.2018
Ausschuss (PA) fuhrten Untersuchungen sowie der aktuellen Er-
gebnisse
M9 Deutscher Stahlbau | Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-| 12.03.2018
Verband (DSTV) - AA | fuhrten Untersuchungen sowie des aktuellen Er-
Brandschutz gebnisse
M10 Konferenzbeitrag Schaumann, P.; Weisheim, W.: Experimentelle 06.-07.
DASt 21. Forschungs- | Untersuchungen zum thermischen Verhalten ei-| Méarz 2018
kolloquium 2018 in|nes ldsemittelhaltigen reaktiven Brandschutzsys-
Kaiserslautern tems bei Naturbrandeinwirkungen
M11 Konferenzbeitrag Weisheim, W., Schaumann, P., Sander, L., Zeh-| 06.-08. Juni
SiF 2018 in Belfast fu3, J.: Numerical model for fire protection Per- 2018
formance of intumescent coatings exposed to
natural fires
M12 Zeitschriftbeitrag Zehful3, J., Sander, L., Schaumann, P., Weisheim, August
Bautechnik W.: Experimentelle und numerische Untersuchun- 2018
gen an Brandschutzbekleidungen unter Natur-
brand
M13 Konferenzbeitrag Sander, L .,Zehful, J., Weisheim, W. Schaumann, | 18.09.2018
Symposium 2018 | P.: Thermische Materialkennwerte von Brand-
Strucural Fire Engi- | schutzplattenbekleidungungen fur Stahlbauteile
neering bei Naturbrénden
M14 Lehrangebot der TU | Forschungsergebnisse kdnnen sukzessive in das Seit
Braunschweig und LU | Lehrangebot eingebracht werden 02.2018
Hannover

Anmerkung: Die Sitzung des projektbegleitenden Ausschusses und die Sitzung des Ar-

beitsausschusses Brandschutz wurden an einem gemeinsamen Termin durchgefihrt.
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Geplante TransfermalRnamen

MalRnahme ‘ Ergebnistransfer Datum
5 M1 Deutscher Stahlbau | Vorstellung des Forschungsprojekts, der durchge-| 09.11.2018
e Verband (DSTV) - fihrten Untersuchungen sowie abschlieRenden
S AA Brandschutz Ergebnisse
c&i M2  Zeitschriftbeitrag Vorstellung der numerischen Ergebnisse ge-| ab 10.2018
e Stahlbau schitzter Stahlbauteile unter Naturbrand
g M3 Zeitschriftenbeitrag Darstellung der Forschungsergebnisse ab 10.2018
- Fire Safety Journal
= oder Fire and Materi-

als
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