
 

 

 

Bewertung des Potentials optimierter  

„Midpassage-Gap“-Spaltgeometrien zur  

Kühlung der ersten Turbinenleitreihe 

Infrarotthermographie unter hohen Sichtwinkeln 

 

 

Zur Erlangung des akademischen Grades eines 

Doktors der Ingenieurswissenschaften (Dr.-Ing.) 

von der KIT-Fakultät für Maschinenbau des 

 Karlsruher Instituts für Technologie (KIT) 
 

 

angenommene 

Dissertation 

von 

 

Jonas Schmid, M. Sc. 

aus Laichingen  

 

 

 

 

 
Tag der mündlichen Prüfung: 17.02.2023 

Hauptreferent: Prof. Dr.-Ing. Hans-Jörg Bauer 

Korreferent: Prof. Dr.-Ing. Matthias Stripf 



 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
Dieses Werk ist lizenziert unter einer Creative Commons Namensnennung - 
Nicht kommerziell - Keine Bearbeitungen 4.0 International Lizenz (CC BY-NC-ND 4.0 DE): 
https://creativecommons.org/licenses/by-nc-nd/4.0/deed.de  



 

 

 

Bewertung des Potentials optimierter  

„Midpassage-Gap“-Spaltgeometrien zur  

Kühlung der ersten Turbinenleitreihe 

Infrarotthermographie unter hohen Sichtwinkeln 

 

 

 

 

 

 

von 

Jonas Schmid, M. Sc. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Karlsruhe 2023 

  



 

 

  



 

 

Vorwort des Herausgebers 

Der schnelle technische Fortschritt im Turbomaschinenbau, der durch extreme technische 

Forderungen und starken internationalen Wettbewerb geprägt ist, verlangt einen effizienten 

Austausch und die Diskussion von Fachwissen und Erfahrung zwischen Universitäten und 

industriellen Partnern. Neben unseren Publikationen in Fachzeitschriften bieten Dissertatio-

nen die Möglichkeit, aktuelle Forschungsergebnisse des Instituts für Thermische Strömungs-

maschinen am Karlsruher Institut für Technologie (KIT) einem großen Kreis von Fachkol-

legen aus der Wissenschaft und vor allem auch der Praxis zugänglich zu machen und den 

Wissenstransfer zu intensivieren und zu beschleunigen. 

Flugtriebwerke, stationäre Gasturbinen, Turbolader und Verdichter sind im Verbund mit den 

zugehörigen Anlagen faszinierende Anwendungsbereiche. Es ist nur natürlich, dass die me-

thodischen Lösungsansätze, die neuen Messtechniken, die Laboranlagen auch zur Lösung 

von Problemstellungen in anderen Gebieten ‐ hier denke ich an Otto‐ und Dieselmotoren, 

elektrische Antriebe und zahlreiche weitere Anwendungen ‐ genutzt werden. Die effiziente, 

umweltfreundliche und zuverlässige Umsetzung von Energie führt zu Fragen der ein‐ und 

mehrphasigen Strömung, der Verbrennung und der Schadstoffbildung, des Wärmeübergangs 

sowie des Verhaltens metallischer und keramischer Materialien und Verbundwerkstoffe. Sie 

stehen im Mittelpunkt ausgedehnter theoretischer und experimenteller Arbeiten, die im Rah-

men nationaler und internationaler Forschungsprogramme in Kooperation mit Partnern aus 

Industrie, Universitäten und anderen Forschungseinrichtungen durchgeführt werden. 

Es sollte nicht unerwähnt bleiben, dass alle Arbeiten durch enge Kooperation innerhalb des 

Instituts geprägt sind. Nicht ohne Grund ist der Beitrag der Werkstätten, der Technik‐, der 

Rechner‐ und Verwaltungsabteilungen besonders hervorzuheben. Diplomanden und Hilfs-

assistenten tragen mit ihren Ideen Wesentliches bei, und natürlich ist es der stets freund-

schaftlich fordernde wissenschaftliche Austausch zwischen den Forschergruppen des Insti-

tuts, der zur gleichbleibend hohen Qualität der Arbeiten entscheidend beiträgt. Dabei sind 

wir für die Unterstützung unserer Förderer außerordentlich dankbar. 

In der vorliegenden Arbeit befasst sich der Autor mit der experimentellen Untersuchung der 

Filmkühlung auf der Seitenwand der Leitreihe der ersten Hochdruckturbinenstufe einer sta-

tionären Gasturbine. Im Fokus der Untersuchungen steht die Ausblasung der Kühlluft durch 

den Teilungsspalt der Seitenwand zwischen zwei benachbarten Schaufelprofilen. Der Wär-

meübergang an die Leitschaufeln sowie an die Seitenwände des Leitgitters wird vornehmlich 

durch die Grenzschichten bestimmt, die sich beginnend vom Staupunkt entlang der Wände 

der Passage ausbilden. Durch die Interaktion der Grenzschichten mit dem Druck- und Ge-

schwindigkeitsfeld innerhalb des Kanals bilden sich Sekundärströmungen aus, die mit der 

zur Kühlung der Profile und der Kanalseitenwände eingesetzten Kühlfilme wechselwirken. 

Insbesondere die Ausblasung von Kühlluft auf den Seitenwänden wird durch die komplexen 

Strömungsvorgänge, die durch Hufeisen-, Kanal,- oder Eckenwirbel hervorgerufen werden, 



 

 

stark geprägt. Das primäre Ziel der Untersuchungen besteht in der Analyse der Kühlwirkung 

der aus dem Dichtspalt ausgeblasenen Sperrluft auf der Seitenwand selbst und auf dem sei-

tenwandnahen Bereich der Profilsaugseite („Phantomkühlung“). In diesem Zuge werden 

verschiedene geometrische Konfigurationen der Schlitzausblasung betrachtet, was einerseits 

ein tieferes Verständnis der dominierenden Strömungsvorgänge und deren Einfluss auf die 

interessierenden thermischen Parameter ermöglicht. Andererseits werden erste Optimie-

rungsempfehlungen für eine bestmögliche Kühlwirkung aufgezeigt. Die thermischen Unter-

suchungen werden mit der am Institut für Thermische Strömungsmaschinen seit vielen Jah-

ren etablierten Infrarotmesstechnik durchgeführt, die im Kontext dieser Veröffentlichung in 

wesentlichen Punkten weiterentwickelt wird. Zum einen wird die Kalibrierung der sichtwin-

kelabhängigen Emissivität auf einen Winkelbereich bis 75° gegenüber der Oberflächennor-

male erweitert. Dabei wird die Genauigkeit durch Berücksichtigung der Hintergrundstrah-

lung während der Kalibrierung deutlich gegenüber der bisherigen Vorgehensweise erhöht. 

Eine weitere signifikante Verbesserung der Qualität der In-Situ-Kalibration wird durch eine 

iterative Berechnung der Temperatur an der mit schwarzem Lack beschichteten Oberfläche 

erreicht.  

 

Karlsruhe, im Februar 2023 Hans-Jörg Bauer 

 

  



 

 

Vorwort des Autors 

Die vorliegende Arbeit habe ich im Rahmen meiner Tätigkeit als wissenschaftlicher Mitar-

beiter am Institut für Thermische Strömungsmaschinen (ITS) des Karlsruher Institut für 

Technologie (KIT) erstellt. Während dieser Zeit hatte ich die Möglichkeit, im Rahmen des 

durch das Bundesministerium für Wirtschaft und Energie geförderten AG-Turboprojekts 

ECOFlex 3.3.1, den Wärmeübergang und die Filmkühleffektivität auf einer Turbinenseiten-

wand sowie dem Übergangsbereich zu den Schaufeln zu untersuchen. Mein Dank gilt den 

beteiligten Industriepartnern MTU Aero Engines, sowie Rolls Royce Deutschland für die 

partnerschaftliche Zusammenarbeit, sowie den fachlichen Austausch. 

Mein großer Dank gilt Herrn Professor Hans-Jörg Bauer, Leiter des Instituts für Thermische 

Strömungsmaschinen, für die Übernahme des Hauptreferats dieser Arbeit, die Betreuung 

und für das zur Verfügung stellen des entsprechenden Forschungsumfelds, welches maßgeb-

lich zum Erfolg der Arbeit beigetragen hat. Aus den regelmäßigen Gesprächen und fachli-

chen Diskussionen bin ich stets mit neuen Anregungen und neuer Motivation herausgegan-

gen. Ebenso danke ich Herrn Professor Matthias Stripf von der Hochschule Karlsruhe, zum 

einen für die Übernahme des Korreferats und das Interesse an der Arbeit, zum anderen für 

die Motivation überhaupt eine Promotion anzustreben. Ohne seinen Zuspruch hätte ich mich 

wahrscheinlich niemals an ein solches Mammutprojekt herangewagt.  

Ganz besonders bedanken möchte ich mich auch bei den beiden Leitern des Forschungsbe-

reichs Wärmeübergang und Kühlmethoden während meiner Promotionszeit. Der große Er-

fahrungsschatz von Dr. Achmed Schulz war während der Planungs- und Konzeptionsphase 

der Arbeit von unschätzbarem Wert. Dr. Maximilian Elfner war mit seiner geradlinigen Art 

und fachlichen Expertise, insbesondere was Infrarotthermographie und Programmieren an-

belangt, ein Vorbild und eine wertvolle Unterstützung für mich. 

Um ein so komplexes Projekt umsetzen zu können, ist die richtige Infrastruktur von großer 

Bedeutung. In diesem Zuge möchte ich mich bei der Verwaltung und den Sekretariaten für 

die gesamte organisatorische Arbeit im Hintergrund bedanken. Ebenso gilt mein Dank der 

elektrischen und mechanischen Werkstatt sowie der IT und den Technikern, ohne deren Un-

terstützung die durchgeführten Experimente nicht möglich gewesen wären. 

Des Weiteren möchte ich allen Kollegen am Institut danken. Durch dieses motivierende Um-

feld war es möglich auch die unvermeidbaren schwierigen und herausfordernden Zeiten ei-

ner solchen Arbeit zu meistern. Besonders danke ich Marc Fraas, Christian Kromer und Ka-

tharina Stichling für die zahlreichen bereichernden fachlichen, wie auch privaten Gespräche. 

Neben den Kollegen möchte ich auch meinen Studenten danken, welche mich bei den Um-

bauarbeiten sowie den unzähligen Messtagen unterstützt haben. Mein besonderer Dank gilt 

Leon Digel, welcher mir unter anderem bei der Instrumentierung der Messträger sehr gehol-

fen hat. 



 

 

Neben dem Arbeitsumfeld war das private Umfeld für das Gelingen der Arbeit für mich von 

sehr großer Bedeutung. Hier möchte ich meinen Freunden danken, die mich während der 

gesamten Promotionszeit begleitet, unterstützt, beraten und für Ablenkung gesorgt haben. 

Mein besonderer Dank gilt Stefan Greiner, David Winterstein, Micha Wildermuth, Daniel 

Barth und David Kopf. Ein weiterer großer Dank gilt meiner Familie. Meinen Eltern danke 

ich, dass sie mir ein Studium ermöglicht und mich währendessen unterstützt haben und auch 

während der gesamten Promotionszeit immer für mich da waren und ein offenes Ohr hatten. 

Des Weiteren danke ich meinen Brüdern für den ein oder anderen „frotzelnden“ motivieren-

den Seitenhieb während der Promotionszeit und für das Korrekturlesen der Arbeit. Ganz 

besonders möchte ich meiner Frau Ann-Christin für ihr Verständnis, ihre moralische Unter-
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1 Einleitung 

Thermische Turbomaschinen haben als Antrieb im Bereich des Luftverkehrs und in Form 

stationärer Gasturbinen bei der elektrischen Energieversorgung eine große Bedeutung, wel-

che in naher Zukunft noch weiter zunehmen wird.  

Studien zur Entwicklung des deutschen Strommarkts zeigen, dass bis im Jahr 2030 ein zu-

sätzlicher Bedarf von 7…11 GW an installierter Leistung in Form von Gaskraftwerken be-

steht, um Schwankungen erneuerbarer Energieträger auszugleichen (Bode und Groscurth 

(2011)). Langfristig können stationäre Gasturbinen bei der Umsetzung von sogenannten  

Power-to-Gas-Konzepten einen wichtigen Beitrag zur sicheren Stromversorgung leisten 

(Viebahn et al. (2018)).  

Im Bereich des zivilen Luftverkehrs wird in Prognosen, welche vor der COVID-19 Pande-

mie entstanden sind, in den kommenden Jahren ein jährliches Wachstum der weltweiten 

Passagierzahlen von 3,5…4,3% prognostiziert (IATA (2018), ICAO (2018)). Trotz des Ein-

bruchs des Flugverkehrs durch die COVID-19 Pandemie wird in aktuellen Studien langfris-

tig weiterhin von einem Wachstum der Passagierzahlen ausgegangen (Gelhausen et al. 

(2021)). Da der Einsatz eines vollelektrischen Antriebs für Flugzeuge in der kommerziellen 

Luftfahrt in den nächsten 20-30 Jahren nicht realistisch ist (Lukasik und Wisniowski (2017)), 

muss dieses Wachstum mittelfristig mit klassischen Antriebssystemen bewältigt werden. 

Dem Wachstum entgegen steht das Ziel des Pariser Klimaabkommens, die Erderwärmung 

auf maximal 2°C zu begrenzen, um die Folgen der Klimaerwärmung zu minimieren (United 

Nations (2016)). Um einen entsprechenden Beitrag zur Erreichung dieses Ziels zu leisten, 

hat zum Beispiel die europäische Luftfahrtforschungsorganisation Advisory Council for Ae-

ronautics Research in Europe (ACARE) ehrgeizige Ziele formuliert. Bis zum Jahr 2050 soll 

im europäischen Luftverkehr der CO2-Ausstoß um 75% und der NOx-Ausstoß um 90% im 

Vergleich zum Jahr 2000 gesenkt werden (ACARE (2011)). 

Um bei diesem prognostizierten Wachstum eine Senkung des CO2-Ausstoßes und eine Re-

duktion der NOx-Emissionen zu erreichen, muss zum einen der Wirkungsgrad des Gasturbi-

nenprozesses erhöht und zum anderen der Verbrennungsprozess optimiert werden1. Der Wir-

kungsgrad einer Gasturbine lässt sich unter anderem durch die Erhöhung der Turbinenein-

trittstemperatur steigern. Eine Reduktion der NOx-Emissionen ist durch den Einsatz neuer 

Verbrennungskonzepte, wie der mageren Vormischverbrennung, möglich. Bei der mageren 

Vormischverbrennung nimmt deutlich mehr Luft am Verbrennungsprozess in der Primär-

zone teil als bei konventionellen Verbrennungskonzepten, so dass weniger Luft zur Formung 

des Temperaturprofils am Brennkammeraustritt zur Verfügung steht (Dunn-Rankin (2008)). 

                                                 
1 Alternative Kraftstoffe stellen ebenfalls eine Möglichkeit dar, den CO2-Ausstoß zu senken, sollen aber im 

Rahmen dieser Arbeit nicht weiter betrachtet werden. 
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Dies führt zu deutlich flacheren Temperaturprofilen am Eintritt in die erste Turbinenleit-

reihe.  

Sowohl die Erhöhung der Turbineneintrittstemperatur, als auch die flacheren Temperatur-

profile am Turbineneintritt führen zu einer deutlichen Zunahme der thermischen Belastung 

auf der Seitenwand und im Bereich des Schaufelfußes der ersten Turbinenleitreihe. Bereits 

in aktuellen Maschinen ist die thermische Belastung so groß, dass neben hochtemperaturbe-

ständigen Nickelbasislegierungen keramische Schutzschichten und intensive (Film)kühlung 

eingesetzt werden müssen, um ein Versagen der ersten Turbinenleitreihe zu verhindern. Das 

aufwändige Filmkühlkonzept, welches hierfür bei aktuellen ersten Leitschaufelreihen erfor-

derlich ist, ist schematisch in Abbildung 1.1 dargestellt. Der weiter steigenden Belastung im 

Bereich der Seitenwand und des Schaufelfußes muss somit durch eine noch intensivere Küh-

lung begegnet werden, da bereits eine Erhöhung der Materialtemperaturen um 10…20 K zu 

einer Lebensdauerreduktion des Bauteils um bis zu 50% führen kann (Snowsill und Young 

(2006)). Dem entgegen steht ein negativer Einfluss eines wachsenden Kühlluftbedarfs auf 

den Wirkungsgrad des Gasturbinenprozesses (Horlock et al. (2001)). 

Eine Möglichkeit der Intensivierung der Kühlung bei gleichbleibendem Kühlluftbedarf be-

steht darin, die ausgeblasene Kühl- beziehungsweise Sperrluft besser zu nutzen. Insbeson-

dere bei aus fertigungsbedingten Spalten ausgeblasener Sperrluft besteht hier noch Potential. 

Aktuell ist deren primäre Aufgabe, das Eindringen von Heißgas zu verhindern. Jedoch be-

steht prinzipiell auch die Möglichkeit, diese Luft gezielt zu Kühlungszwecken einzusetzen. 

  

 

Abbildung 1.1: Schematische, vereinfachte Darstellung eines Ausschnitts einer ersten  

Turbinenleitreihe 
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Im Rahmen dieser Arbeit soll der fertigungsbedingte Spalt zwischen zwei Schaufelsegmen-

ten, auch als Midpassage-Gap bezeichnet (siehe Abbildung 1.1), näher betrachtet werden. 

Aufbauend auf bereits existierenden Untersuchungen zum Kühlpotential von aus Standard-

Spalten ausgeblasener Sperrluft wird erstmalig eine gezielte Variation der Spaltgeometrie 

und des Dichtkonzepts mit dem Ziel der Steigerung der Kühlwirkung durchgeführt. Die Be-

wertung des Potentials erfolgt durch hochauflösende thermische Messung des Wärmeüber-

gangs mit Filmkühlung und der adiabaten Filmkühleffektivität, sowohl auf der Seitenwand 

als auch im Bereich des Schaufelfußes einer ersten Turbinenleitreihe, bei maschinenähnli-

chen Bedingungen. Damit ist es experimentell erstmals möglich, das Kühlpotential der aus 

dem Midpassage-Gap ausgeblasenen Sperrluft vollumfänglich zu bewerten. Zur Erfassung 

der zur Ermittlung der Filmkühlgrößen erforderlichen Oberflächentemperaturen kommt die 

Infrarotmesstechnik zum Einsatz. Die komplexe Oberfläche in Kombination mit einer be-

grenzten optischen Zugänglichkeit führt zu lokal sehr hohen Sichtwinkeln. Dies erfordert 

eine Weiterentwicklung des Kalibrierverfahrens, um verwertbare Ergebnisse erzielen zu 

können. 

Nach einem Überblick über bereits existierende Untersuchungen werden der für die Mes-

sungen erforderliche Versuchsaufbau und die verwendete Messtechnik beschrieben. Ebenso 

werden die neu entwickelten Spaltvarianten vorgestellt. Anschließend wird der Mess- und 

Auswerteablauf dargelegt und bewertet. In diesem Zusammenhang wird auch das weiterent-

wickelte Kalibrierverfahren für die Infrarotdaten eingeführt. Weiter erfolgt auf Basis der 

Messdaten eine ausführliche Bewertung des thermischen Potentials der einzelnen Midpas-

sage-Gap-Varianten. Die Auswertung der Messdaten entlang von Stromlinien ermöglicht 

einen Vergleich mit einfachen Korrelationen. Die Zusammenfassung der Erkenntnisse und 

ein Ausblick schließen die Arbeit ab. 
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2 Grundlagen und Stand der Forschung 

In diesem Kapitel soll auf relevante Vorarbeiten sowie erforderliche Grundlagen zum Ver-

ständnis der vorliegenden Arbeit eingegangen werden. In einem ersten Schritt werden die 

Grundlagen der Filmkühlung erläutert. Darauf folgt eine Übersicht über Besonderheiten und 

Herausforderungen bei der Filmkühlung der Seitenwand einer ersten Turbinenleitreihe. An-

hand einer Übersicht über existierende Untersuchungen zum Kühlpotential der aus dem  

Midpassage-Gap ausgeblasenen Sperrluft, wird der wissenschaftliche Kenntnisstand darge-

legt und die Zielsetzung dieser Arbeit weiter konkretisiert. Anschließend wird auf die Mess-

technik und Methodik eingegangen, welche in dieser Arbeit zur Ermittlung der Filmkühl-

größen angewendet wird. Darauf basierend werden notwendige Weiterentwicklungen her-

ausgearbeitet, um, bei den begrenzten optischen Zugänglichkeiten, erfolgreich Messungen 

durchführen zu können. Abschließend werden die Ziele der Arbeit, sowohl seitens des  

Midpassage-Gap als auch der Messtechnik und Auswertemethodik, zusammengefasst dar-

gelegt. 

2.1 Grundlagen der Filmkühlung 

Neben keramischen Schutzschichten und interner konvektiver Kühlung ist die Filmkühlung 

maßgeblich dafür verantwortlich, dass in heutigen Flugtriebwerken Turbineneintrittstempe-

raturen von 1900 K und mehr möglich sind (Rolls-Royce PLC (2015)), welche deutlich über 

den ertragbaren Materialtemperaturen liegen. Hierbei wird durch Öffnungen (Bohrungen, 

Schlitze, …) in der Bauteiloberfläche kalte Luft ausgeblasen. Diese legt sich als schützender 

Film zwischen Heißgas und Oberfläche und führt so zu einer deutlichen Senkung der Ober-

flächentemperatur. In diesem Abschnitt werden zuerst alle relevanten Größen eingeführt, die 

zur Beschreibung von Filmkühlvorgängen erforderlich sind. Anschließend erfolgt eine Er-

läuterung der relevanten Parameter, welche die Filmkühlung beeinflussen. Des Weiteren 

werden Korrelationen vorgestellt, mit denen die Beschreibung von Filmkühlvorgängen mög-

lich ist und die im Rahmen dieser Arbeit zu Vergleichszwecken herangezogen werden sol-

len.  

2.1.1 Beschreibung von Filmkühlvorgängen 

Die Beschreibung der Filmkühlvorgänge erfolgt vereinfacht an einer ebenen Wand, welche 

einer Heißgasströmung ausgesetzt ist. In Abbildung 2.1 wird die Wand auf der linken Seite 

rückseitig mit Kühlluft konvektiv gekühlt. Auf der rechten Seite wird zusätzlich Kühlluft 

ausgeblasen. Die sich einstellenden Temperaturverläufe sind schematisch dargestellt. Für 

den Fall der rein konvektiven Kühlung ist die treibende Temperatur für den heißgasseitigen 

Wärmeübergang die Heißgasrecoverytemperatur 
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𝑇rec,Hg = 𝑇s,Hg ∙ (1 + 𝑟 ∙

𝜅 − 1

2
∙ 𝑀𝑎Hg

2), 2.1 

welche sich aus der statischen Heißgastemperatur 𝑇s,Hg, dem Recovery-Faktor 𝑟, dem Isen-

tropenexponenten 𝜅 und der Heißgasmachzahl 𝑀𝑎Hg ermitteln lässt. Der Recovery-Faktor 

ist eine Funktion der Prandtlzahl und des Grenzschichtzustandes und für gasförmige Luft 

kleiner eins (Jischa (1982)). Das heißt die Recoverytemperatur liegt unterhalb der Totaltem-

peratur. Durch die rückseitige konvektive Kühlung der Wand mit Kühlluft liegt die Wand-

temperatur 𝑇W unterhalb der Heißgastemperatur. Der sich einstellende wandnormale Wär-

mestrom  

 𝑞̇W,0 = 𝛼0 ∙ (𝑇rec,Hg − 𝑇W) 2.2 

lässt sich mithilfe der Temperaturdifferenz zwischen Heißgas und Wand und dem Wärme-

übergangskoeffizient ohne Filmkühlung 𝛼0 ausdrücken.  

 
 

 

Abbildung 2.1: Prinzip der Filmkühlung (angelehnt an Kneer (2017)) 

Die Ausblasung von Kühlluft führt dazu, dass sich zwischen Wand und Heißgas ein schüt-

zender Kühlfilm etabliert. Die Wandtemperatur wird abgesenkt, der wandnormale Wär-

mestrom reduziert. (Goldstein (1971)) Der sich durch die Kühlluftausblasung neu einstel-

lende heißgasseitige Temperaturverlauf beinhaltet ein zusätzliches Temperaturniveau, wel-

ches zwischen der Heißgastemperatur und der Kühllufttemperatur liegt. Diese Kühlfilmtem-

peratur kann sehr gut mit der adiabaten Wandtemperatur 𝑇aW beschrieben werden, der Tem-

peratur, die sich an der Wand einstellt, wenn diese adiabat ist (Goldstein (1971)). 

Der Kühlfilm interagiert je nach Strömungsbedingungen mehr oder weniger stark mit dem 

Heißgas. Direkt an der Ausblasestelle entspricht die adiabate Wandtemperatur in erster Nä-

herung der Kühllufttemperatur. Weiter stromab erfolgt eine Ausmischung mit dem Heißgas. 

Die adiabate Wandtemperatur nähert sich der Heißgastemperatur an. Um die Filmkühlwir-
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kung unabhängig vom Temperaturniveau beschreiben zu können, wird die adiabate Wand-

temperatur häufig mit Hilfe der Heißgasrecoverytemperatur 𝑇rec,Hg und der Kühllufttotal-

temperatur 𝑇t,Kl entdimensioniert und in Form der adiabaten Filmkühleffektivität 

 
𝜂aW =

𝑇rec,Hg − 𝑇aW

𝑇rec,Hg − 𝑇t,Kl
 2.3 

dargestellt (Goldstein (1971)). Bei einer adiabaten Filmkühleffektivität von eins entspricht 

die adiabate Wandtemperatur der Kühllufttemperatur, es hat noch keine Ausmischung be-

ziehungsweise Interaktion mit dem Heißgas stattgefunden. Bei einer Filmkühleffektivität 

von null liegt keine Filmkühlung vor, beziehungsweise hat sich die Kühlluft vollständig mit 

dem Heißgas ausgemischt. Die adiabate Wandtemperatur entspricht der Heißgastemperatur. 

Bei Filmkühlvorgängen kann der Wärmeübergang auf zwei unterschiedliche Arten definiert 

werden. Es ist weiterhin möglich, ihn zwischen Heißgasrecoverytemperatur 𝑇rec,Hg und 

Wandtemperatur 𝑇W mit dem Wärmeübergangskoeffizienten 𝛼 zu definieren:  

 𝑞̇W,f = 𝛼 ∙ (𝑇rec,Hg − 𝑇W). 2.4 

Dabei wird implizit der gestrichelt dargestellte Temperaturverlauf in Abbildung 2.1 ange-

nommen. Bei dieser Formulierung hängt der Wärmeübergangskoeffizient von der Kühlluft- 

beziehungsweise Kühlfilmtemperatur ab, was eine Übertragung erschwert. Die zweite (bes-

sere) Möglichkeit besteht darin, den Wärmeübergang mit der tatsächlich treibenden Tempe-

ratur, der adiabaten Wandtemperatur 𝑇aW,  zu definieren:  

 𝑞̇W,f = 𝛼f ∙ (𝑇aW − 𝑇W). 2.5 

Der Proportionalitätsfaktor wird als Wärmeübergangskoeffizient mit Filmkühlung 𝛼f be-

zeichnet. Dieser ist unabhängig von der Temperaturdifferenz (Goldstein (1971)) und damit 

von der Kühllufttemperatur entkoppelt. 

Mit diesen Größen ist das Filmkühlproblem vollständig beschrieben. Um die Kühlwirkung 

einer Filmkühlkonfiguration analysieren, beziehungsweise mit anderen Konfigurationen 

vergleichen zu können, müssen diese Größen kombiniert werden. Es muss ein Ausdruck 

gefunden werden, welcher sowohl die Absenkung der treibenden Temperaturdifferenz, aus-

gedrückt durch die adiabate Filmkühleffektivität, sowie die Beeinflussung der Grenzschicht, 

abgebildet durch die Änderung des Wärmeübergangs durch Filmkühlung, koppelt. Eine gän-

gige Möglichkeit besteht darin, die Änderung des wandnormalen Wärmestroms durch die 

Filmkühlung zu bestimmen. Ein reduzierter Wandwärmestrom durch Filmkühlung korres-

pondiert mit einer niedrigeren Wandtemperatur und somit einer geringeren thermischen Be-

lastung des Bauteils. Basierend auf dem von Luckey et al. (1977) eingeführten Stanton-Zahl-

Verhältnis führten Sen et al. (1996) die sogenannte Net Heat Flux Reduction 
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ein, indem Sie die Wandwärmeströme 𝑞̇W,0 und 𝑞̇W,f durch die Gleichungen 2.2 und 2.5 

ersetzten und die Temperaturen mithilfe der adiabaten Filmkühleffektivität 𝜂aW und der di-

mensionslosen Wandtemperatur 

ausdrückten. Bei bekannter (dimensionsloser) Wandtemperatur lässt sich mit diesem Zu-

sammenhang die Wärmestromminderung durch Filmkühlung bestimmen. Häufig ist aber 

während des Auslegungsprozesses die Wandtemperatur noch unbekannt und muss geschätzt 

werden. Um diese zu umgehen, definierte Baldauf (2001) die Wärmestromminderung 

 
𝛩 = 1 −

𝑞̇W,f
𝑞̇W,0

= 1 −
2 ∙ 𝛼f/𝛼0 

1 + 𝛼f/𝛼0 
∙ (1 − 𝜂aW), 2.8 

welche für die Bestimmung der Wandwärmeströme ohne die Wandtemperatur auskommt. 

Diese Formulierung impliziert jedoch die Annahme, dass der heißgasseitige Wärmeüber-

gangskoeffizient dem Wärmedurchgangskoeffizienten durch die Wand bis zur rückseitigen 

Kühlluftströmung entspricht (Baldauf (2001)). 

2.1.2 Einflussparameter auf Filmkühlung durch Spaltausblasung 

Die Ausbreitung des Kühlfilms und somit die Kühlwirkung, welche sich durch die im vor-

herigen Unterabschnitt beschriebenen Größen quantifizieren lässt, ist einer Vielzahl von Ein-

flussfaktoren und Parametern ausgesetzt. Diese sollen in diesem Unterabschnitt näher be-

leuchtet werden. Experimente können häufig nicht bei maschinentypischen Temperaturen 

und Drücken durchgeführt werden und sind teilweise auch geometrisch skaliert. Deshalb ist 

es wichtig, dass die relevanten dimensionslosen Parameter weiterhin eingehalten werden, 

um die Übertragbarkeit der Ergebnisse auf die reale Maschine zu garantieren.  

Die Einflussparameter lassen sich in Strömungs- und Geometrieparameter aufteilen. Da der 

im Rahmen dieser Arbeit untersuchte Midpassage-Gap vereinfacht einer Spaltausbasung 

entspricht, erfolgt die Analyse der Einflussparameter für eine einfache Spaltgeometrie. Wei-

tere Effekte, die sich aus der Interaktion mit dem komplexen Strömungsfeld einer Schaufel-

passage ergeben, werden in Abschnitt 2.2 und 2.3 dargestellt. 

 

Strömungsparameter 

Ein Haupteinflussparameter ist das Verhältnis der Massenstromdichten von Kühlluft (Kl) 

und Heißgas (Hg), welches als Ausblaserate 

 
𝑁𝐻𝐹𝑅 = 1 −

𝑞̇W,f
𝑞̇W,0

= 1 −
𝛼f 

𝛼0 
∙ (1 − 𝜂aW ∙ 𝜃) 2.6 

 
𝜃 =

𝑇rec,Hg − 𝑇t,Kl

𝑇rec,Hg − 𝑇W
 2.7 
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 𝑀 =
𝜌Kl ∙ 𝑢Kl
𝜌Hg ∙ 𝑢Hg

 2.9 

bezeichnet wird. Die jeweilige Massenstromdichte ist das Produkt aus Dichte 𝜌 und Ge-

schwindigkeit 𝑢 des jeweiligen Massenstroms.  

Mit der Ausblaserate kann das thermische Verhalten der Filmkühlausblasung beschrieben 

werden. Sie skaliert die thermische Transportkapazität der Kühlluft. Um die aerodynamische 

Interaktion zwischen Heißgas und Kühlluft (zum Beispiel das Ablöseverhalten des Kühlluft-

strahls) beschreiben beziehungsweise skalieren zu können, ist es erforderlich, das Impulver-

hältnis 

 
𝐼 =

𝜌Kl ∙ 𝑢Kl
2

𝜌Hg ∙ 𝑢Hg2
 2.10 

ebenfalls einzuhalten. Damit sowohl Ausblaserate als auch Impulsverhältnis eingehalten 

werden können, ist es notwendig, dass das Dichteverhältnis zwischen Kühlluft und Heißgas 

 
𝐷𝑅 =

𝜌Kl
𝜌Hg

=
𝑀2

𝐼
 2.11 

in maschinentypischen Bereichen (𝐷𝑅 ≈ 2) liegt. (Bogard und Thole (2006))  

Ist es nicht möglich, maschinentypische Dichteverhältnisse einzuhalten, ergibt sich nach 

Forth (1985) und Forth und Jones (1986) mit dem Impulsverhältnis die beste Skalierung für 

Kühlluftausblasung durch Spalte.  

Für eine Spaltausblasung kann grundsätzlich mit zunehmender Ausblaserate eine Zunahme 

der adiabaten Filmkühleffektivität beobachtet werden (Hartnett et al. (1961), Mukherjee 

(1976), Forth (1985)). Es lässt sich ein Optimum für die Ausblaserate beobachten, oberhalb 

der die adiabate Filmkühleffektivität stagniert oder sinkt (Papell (1960), Sivasegaram und 

Whitelaw (1969), Jia et al. (2005)). Hier spielen Effekte, wie die Ablösung des Kühlluft-

strahls und eine Ausmischung der Kühlluft mit dem Heißgas, eine entscheidende Rolle. Das 

Optimum hängt von der geometrischen Ausgestaltung des Spaltes und der Position stromab 

der Ausblasung ab und liegt in Untersuchungen von Sivasegaram und Whitelaw (1969) im 

Bereich 𝑀 ≈ 1…2. Bei diesen Untersuchungen lag jedoch ein nicht maschinenähnliches 

Dichteverhältnis von nahe eins vor. Untersuchungen von Papell (1960) bei maschinenähnli-

chen, aber zwischen den Messungen stark variierenden Dichteverhältnissen, zeigen bis zu 

einer Ausblaserate 𝑀 = 1,5 für alle untersuchten geometrischen Spaltvarianten einen An-

stieg in der adiabaten Filmkühleffektivtität. Bei 𝑀 = 4,5 ist ein Rückgang für fast alle Va-

rianten zu beobachten. Beim Wärmeübergang mit Filmkühlung bezogen auf den Wärme-

übergang ohne Filmkühlung 𝛼f/𝛼0 kann ebenfalls ein Anstieg mit zunehmender Ausblase-

rate beobachtet werden (Hartnett et al. (1960), Metzger und Fletcher (1971), Forth (1985)). 

Heißgasseitig spielt der Turbulenzgrad eine wichtige Rolle. Mit steigendem Turbulenzgrad 

nimmt die Ausmischung der Kühlluft mit dem Heißgas zu, was insbesondere im weiter 
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stromabliegenden Bereich der Kühlluftausblasung zu einem Abfall in der Kühlwirkung führt 

(Carlson und Talmor (1968)). Die Autoren konnten dort eine Halbierung der adiabaten Film-

kühleffektivität bei einer Erhöhung des Turbulenzgrades von 𝑇𝑢 = 3% auf 𝑇𝑢 = 22% be-

obachten. 

Ein weiterer heißgasseitiger Einflussparameter ist das Vorliegen einer beschleunigten Strö-

mung. Diese führt laut Untersuchungen von Hartnett et al. (1960) und Seban und Back 

(1962) zu einem leichten Abfall in der Filmkühleffektivität. In Untersuchungen von Carlson 

und Talmor (1968) war ein starker Abfall im weiter stromabliegenden Bereich zu beobach-

ten. Nahe der Ausblasung konnte bis zu einer gewissen Beschleunigung ein positiver Effekt 

auf die Filmkühleffektivität beobachtet werden. Bei dieser Studie wurde die für die Be-

schleunigung erforderliche Querschnittsverengung durch Neigen der Wand, auf welcher die 

Kühlluft ausgebracht wird, durchgeführt. Bei den Untersuchungen von Hartnett et al. (1960) 

und Seban und Back (1962) war die gegenüberliegenden Kanalwand geneigt. 

Der Einfluss der heißgasseitigen Grenzschichtdicke auf die Filmkühleffektivität ist sehr ge-

ring. Mit zunehmender Grenzschichtdicke kann tendenziell eine geringe Reduktion in der 

Filmkühleffektivität bei der Ausblasung durch einen tangentialen Spalt beobachtet werden 

(Kacker und Whitelaw (1968), Burns und Stollery (1969)). Ebenso spielen die Heißgas-

Mach- und -Reynoldszahl im subsonischen Bereich eine untergeordnete Rolle, wie Untersu-

chungen von Liess (1975), Baldauf und Scheurlen (1996) und Baldauf (2001) für Filmkühl-

ausblasung durch eine Bohrungsreihe zeigen. Selbst im transsonischen Bereich beeinflussen 

die dort auftretenden Stöße und damit einhergehende sprunghafte Änderungen der Machzahl 

die adiabate Filmkühleffektivität nicht wesentlich (Ochs (2011)). 

Kühlluftseitig konnte von Burns und Stollery (1969) bei tangentialer Ausblasung ein Ein-

fluss der, mit der Spaltweite 𝑠 gebildeten, Kühlluftreynoldszahl 𝑅𝑒Kl auf die Filmkühleffek-

tivität beobachtet werden. Eine Änderung des Turbulenzgrads der Kühlluft von 𝑇𝑢 = 5,5% 

auf 𝑇𝑢 = 9,5% hat keinen signifikanten Einfluss (Kacker und Whitelaw (1968)). 

 

Geometrische Parameter 

Bezüglich der Spaltgeometrie ist die Spaltweite 𝑠 ein relevanter Skalierungsfaktor. In Ab-

bildung 2.2 ist diese mit weiteren relevanten geometrischen Parametern für eine schräge und 

tangentiale Spaltausblasung dargestellt. Mit der Spaltweite 𝑠 kann die Position stromab der 

Ausblasung 𝑥 entdimensioniert werden. Generell kann ein Abfall der adiabaten Filmkühlef-

fektivität 𝜂aW und der Wärmeübergangserhöhung durch Filmkühlung  𝛼f/𝛼0 mit zunehmen-

der dimensionsloser Lauflänge stromab der Ausblasung 𝑥/𝑠 beobachtet werden (unter an-

derem Hartnett et al. (1960, 1961)). 

Des Weiteren ist die grundsätzliche Geometrie des Spaltes von Relevanz. Zum einen spielt, 

insbesondere bei sehr flacher oder tangentialer Ausblasung (Abbildung 2.2 (b)), die Dicke 

der Spaltlippe 𝑡 eine Rolle (Burns und Stollery (1969), Bittlinger et al. (1994)). Zum anderen 
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ist die Neigung des Spaltes beziehungsweise der Ausblasewinkel 𝛾 von großer Bedeutung 

(Abbildung 2.2 (a)). Generell kann beobachtet werden, dass mit abnehmendem Ausblase-

winkel die Filmkühleffektivität ansteigt (Papell (1960), Sivasegaram und Whitelaw (1969), 

Metzger und Fletcher (1971)). In numerischen Untersuchungen von Jia et al. (2005) konnte 

derselbe Effekt beobachtet werden, jedoch nur bis zu einem Winkel von  

𝛾 = 30°. Danach fällt die Filmkühleffektivität wieder ab. Die Untersuchungen wurden je-

doch bei vergleichsweise hohen Ausblaseraten von 𝑀 = 2 durchgeführt. Bezüglich der Wär-

meübergangserhöhung durch Filmkühlung konnten Metzger et al. (1968) eine Zunahme mit 

steigendem Ausblasewinkel beobachten. 

 

 

(a) Schräge Ausblasung (b) Tangentiale Ausblasung 

 

Abbildung 2.2: Geometrieparameter einer Spaltausblasung 

Diese Übersicht zeigt anhand der Vielzahl von Einflussparameter die Komplexität von Film-

kühlvorgängen auf. Mithilfe der wichtigsten Einflussparameter lassen sich die Filmkühlvor-

gänge mittels Korrelationen näherungsweise beschreiben. Mit Fokus auf das Thema dieser 

Arbeit werden im nachfolgenden Unterabschnitt ausschließlich Korrelationen für Kühlluft-

ausblasung durch Spalte vorgestellt. 

2.1.3 Korrelationen für Spaltausblasung 

Zur Beschreibung der Kühlluftausblasung durch Spalte wurden zahlreiche Korrelationen 

theoretisch und experimentell entwickelt. Eine umfangreiche Übersicht hierzu findet sich in 

Goldstein (1971) und Forth (1985). Hier soll nur ein kurzer Überblick gegeben und auf die 

für diese Arbeit prinzipiell relevanten Korrelationen und Parameter eingegangen werden.  

Erste einfache Korrelationen für die adiabate Filmkühleffektivität wurden von Wieghardt 

(1946) (nach Goldstein (1971)), Seban et al. (1957) und Hartnett et al. (1961) in der Form 

 
𝜂aW = 𝐴 ∙ (

𝑥

𝑀 ∙ 𝑠
)
𝐵

 2.12 

entwickelt. Wieghardt (1946) (nach Goldstein (1971)) und Hartnett et al. (1961) korrelierten 

die Parameter 𝐴 und 𝐵 für einen Ausblasewinkel von 𝛾 = 30°, Seban et al. (1957) für eine 

Heißgas Heißgas 

Kühlluft 

Kühlluft 
𝛾 𝑠  

𝑡  

𝑥 
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wandnormale Ausblasung. Entsprechend variieren die Parameter für 𝐴 = 2,2…21,8 und 

𝐵 =  −0,8…− 0,5. Die Abhängigkeit von der Lauflänge 𝑥, der Ausblaserate 𝑀 und der 

Spaltweite 𝑠 deckt sich mit den Erkenntnissen aus dem vorherigen Unterabschnitt und findet 

sich in allen weiterentwickelten Korrelation in dieser oder ähnlicher Form.  

Eine Ergänzung, welche den Einfluss des Dichte- beziehungsweise Temperaturverhältnisses 

zwischen Heißgas und Kühlluft berücksichtigt, wurde von Papell und Trout (1959) vorge-

schlagen: 

 
𝜂aW = 12,6 ∙ 𝑀 ∙ (

𝑠

𝑥
)
0,72

∙ (
𝑇Kl
𝑇Hg

)

0,5

. 2.13 

Forth (1985) bestätigte, dass sich hiermit der Einfluss unterschiedlicher Dichte- beziehungs-

weise Temperaturverhältnisse korrelieren lässt. Die Korrelation wurde für eine tangentiale 

Kühlluftausblasung entwickelt. 

Weitere Parameter, wie die Abhängigkeit von Stoffdaten (dynamische Viskosität 𝜇, spezifi-

sche isobare Wärmekapazität 𝑐p, Prandtlzahl 𝑃𝑟, molare Masse 𝑀𝑜), von der Kühlluftrey-

noldszahl 𝑅𝑒Kl, gebildet mit der Spaltweite 𝑠 und insbesondere vom Ausblasewinkel 𝛾, sind 

in einer Korrelation von Goldstein und Haji-Sheikh (1967) (nach Goldstein (1971)) enthal-

ten: 

 
𝜂aW =

1,9 ∙ 𝑃𝑟2/3

1 + 0,329 ∙ 𝜁0,8 ∙
𝑐p,Hg
𝑐p,Kl

∙ 𝛽
 

mit  𝜁 =
𝑥

𝑀∙𝑠
∙ (𝑅𝑒Kl

𝜇Kl

𝜇Hg
)
−0,25

  und    𝛽 = 1 + 1,5 ∙ 10−4 ∙ 𝑅𝑒Kl ∙
𝜇Kl∙𝑀𝑜Hg

𝜇Hg∙𝑀𝑜Kl
∙ sin(𝛾). 

2.14 

Über den Faktor 𝛽 und die Prandtlzahl wird die Aufdickung der Grenzschicht durch die 

Kühlluftausblasung und der Temperaturverlauf in dieser modelliert. 

Mukherjee (1976) verglich diese Korrelation mit einer großen Anzahl von Daten aus der 

Literatur und konnte die Genauigkeit hin zu kleineren Abständen zur Spaltausblasung für 

eine tangentiale Ausblasung vergrößern. Hierfür reduzierte er für 𝜁 = 1…4 den Exponent 

von 𝜁 von 0,8 auf 0,47 und erhöhte den Vorfaktor von 0,329 auf 0,525. Für 𝜁 < 1 setzte er 

die adiabate Filmkühleffektivität 𝜂aW = 1. Des Weiteren konnte er die Gültigkeit der Kor-

relation für verschiedene Dichteverhältnisse zwischen Kühlluft und Heißgas für eine tan-

gentiale Ausblasung bestätigen, obwohl dieses nicht explizit berücksichtigt wird. 

Um für tangentiale Kühlluftausblasung entwickelte Korrelationen (zum Beispiel Gleichung 

2.13) auch bei anderen Ausblasewinkeln einsetzten zu können, schlägt Mukherjee (1976) 

folgende, um den Ausblaswinkel 𝛾 korrigierte, adiabate Filmkühleffektivität vor: 

 
𝜂aW,𝛾 = 𝜂aW ∙ (

1 + 2 ∙ 𝑐𝑜𝑠2(𝛾)

3
). 2.15 
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Korrelationen zur Beschreibung der Erhöhung des Wärmeübergangs durch Filmkühlung 

sind in der öffentlich zugänglichen Literatur nur wenige zu finden. Metzger et al. (1968) 

entwickelten Korrelationen für verschiedene Ausblasewinkel, welche jedoch nur für den 

Wärmeübergang 𝛼, definiert mit der Heißgastemperatur, eine Abhängigkeit von der Ausbla-

serate und Lauflänge aufweisen. Für den Wärmeübergang mit Filmkühlung 𝛼f ergeben sich 

konstante Werte. In Forth (1985) und Forth und Jones (1986) wird ein Skalierungsfaktor für 

die Wärmeübergangserhöhung durch Filmkühlung basierend auf dem Impulsverhältnis vor-

geschlagen, jedoch keine anwendbare Korrelation präsentiert, die im Rahmen dieser Arbeit 

zu Vergleichen herangezogen werden könnte. 

Bisher wurden nur die grundlegenden Einflussparameter einer Kühlluftausblasung durch ei-

nen Spalt betrachtet. Der Midpassage-Gap, welcher Gegenstand dieser Arbeit ist, befindet 

sich jedoch in der Seitenwand einer Schaufelpassage und ist dadurch einem komplexen Strö-

mungsfeld ausgesetzt, was die Kühlluftausblasung beeinflusst. Dieses soll im nachfolgenden 

Abschnitt näher betrachtet werden. 

2.2 Filmkühlung der Seitenwand einer ersten Turbinenleitreihe 

In diesem Abschnitt wird in einem ersten Schritt das Strömungsfeld in einer Schaufelpassage 

näher betrachtet. In einem zweiten Schritt wird auf die Interaktion dieses Strömungsfeldes 

mit auf der Seitenwand einer Turbinenpassage ausgebrachten Kühlluft näher eingegangen. 

2.2.1 Strömungsphänomene in Schaufelpassagen 

Neben der Hauptströmung in einer Schaufelpassage, die durch eine Beschleunigung und 

Umlenkung des Fluides charakterisiert ist, spielt das Sekundärströmungsfeld eine tragende 

Rolle. Es bildet sich maßgeblich durch die Interaktion von zwei Sekundärströmungseffekten 

(Simon und Piggush (2006)): Die ankommende Grenzschicht staut sich im Schaufelstau-

punkt auf, rollt sich aufgrund des wandnormalen Druckgradienten, welcher durch Verzöge-

rung der Strömung entsteht, ein und bildet ein Paar aus Hufeisenwirbeln. Dieses Wirbelpaar 

interagiert mit der von Druck- Richtung Saugseite gerichteten Querströmung im seitenwand-

nahen Bereich der Schaufelpassage. Diese Querströmung wird durch die Umlenkung verur-

sacht und hängt von deren Stärke ab. Dem überlagert sind kleinere Wirbelsysteme, wie 

Eckenwirbeln am Übergang zwischen Seitenwand und Schaufel. Zur Beschreibung dieses 

komplexen Strömungsfelds wurden zahlreiche Untersuchungen durchgeführt und Modelle 

aufgestellt, welche in Literaturübersichten von Sieverding (1985), Langston (2001) und Si-

mon und Piggush (2006) zusammengefasst dargestellt sind.  

Erste grundlegende Modelle wurden von Klein (1966) und Langston (1980) entwickelt. Es 

folgten Modelle von Sharma und Butler (1987), Goldstein und Spores (1988) und Kawai et 

al. (1989). Darin sind bereits detaillierte Informationen zur Interaktion der unterschiedlichen 

Wirbelsysteme enthalten. Das aktuellste und detaillierteste Modell von Wang et al. (1997) 
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ist in Abbildung 2.3 dargestellt und durch die Einteilung unterschiedlicher Bereiche auf der 

Seitenwand ergänzt. Im Schaufelstaupunkt staut sich, wie bereits erwähnt, die ankommende 

Grenzschicht auf, rollt sich zur Seitenwand hin ein und bildet den druck- und saugseitigen 

Ast des Hufeisenwirbels Vph und Vsh aus. Aufgrund des Druckgradienten wandert der druck-

seitige Ast des Hufeisenwirbels Vph von der Druck- Richtung Saugseite der Nachbarschaufel 

und nimmt dabei die ankommende Grenzschicht mit. Dort erfolgt die Interaktion mit dem 

saugseitigen Ast des Hufeisenwirbels Vsh der Nachbarschaufel. Dabei entsteht der Passagen-

wirbel Vp, welcher hauptsächlich aus dem druckseitigen Ast des Hufeisenwirbels Vph be-

steht, die selbe Rotationsrichtung hat und durch die Interaktion an Stärke gewinnt. Weiter 

stromab gewinnt der Passagenwirbel Vp durch die Querströmung weiter an Stärke, hebt von 

der Seitenwand ab und wandert entlang der Saugseite der Schaufel Richtung Kanalmitte. 

Der saugseitige Ast des Hufeisenwirbels Vsh befindet sich nach der Interaktion oberhalb des 

Passagenwirbels Vp und wird durch diesen mit von der Seitenwand abgehoben. Weiter 

stromab wickelt sich der saugseitige Ast des Hufeisenwirbels Vsh um den Passagenwirbel 

Vp und befindet sich im Bereich der Hinterkante unter dem Passagenwirbel Vp. Bei der In-

teraktion der beiden Hufeisenwirbel entsteht ein dritter Wirbel, welcher als Wandwirbel Vwip 

bezeichnet wird, sich oberhalb des Passagenwirbels Vp platziert und gegenläufig zu diesem 

rotiert. Im Übergangsbereich von Schaufel und Seitenwand bilden sich im Staupunktbereich 

 
  

 

Abbildung 2.3: Strömungsfeld in einer Schaufelpassage angelehnt an Kneer (2017).  

Wirbelsystem und Bereichseinteilung nach Sharma und Butler (1987), Wang et al. (1997)  

und Dannhauer (2008) 

Bereich I Bereich II 

Bereich IV 

Bereich III 

Anströmung 

Vp 
Vwip 

Vsh 

Vph 

Vsc 

Vpc 

VsLc 

VpLc 
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und im stromabliegenden Bereich auf Druck- und Saugseite, insbesondere bei nicht ausge-

rundeten Übergängen, die Eckenwirbel VsLc, VpLc, Vsc und Vpc. Diese konnten von Wang et 

al. (1997) nicht visualisiert werden, wurden jedoch auf Basis von Arbeiten von Jabbari et al. 

(1992) und Goldstein et al. (1995)  in das Modell mit aufgenommen. Hier konnten die Ecken-

wirbel VsLc, VpLc, Vsc und Vpc mittels Strömungsvisualisierungen und Stoffübergangsunter-

suchungen identifizieren werden. Abhängig von der Größe der ausgerundeten Übergänge 

zwischen Schaufel und Seitenwand können neben den Eckenwirbeln auch die Hufeisenwir-

bel beeinflusst werden (Mank et al. (2014)). 

Das Sekundärströmungsfeld beeinflusst maßgeblich die Grenzschicht und somit auch den 

Wärmeübergang. Darauf basierend lässt sich eine Einteilung in verschiedene Bereiche vor-

nehmen (Sharma und Butler (1987), Friedrichs (1997), Dannhauer (2008), Kneer (2017)). 

In Bereich I, welcher stromab vom druck- und saugseitigen Ast des Hufeisenwirbels be-

grenzt wird, liegt noch keine Beeinflussung der Grenzschicht durch das Sekundarströmungs-

feld vor. Der Wärmeübergang liegt auf dem Niveau der Anströmung. Dies ist unter anderem 

in Messungen von Graziani et al. (1980) und Pütz (2018) zu erkennen.  

Wie bereits dargestellt, nimmt der druckseitige Ast des Hufeisenwirbels auf dem Weg durch 

die Schaufelpassage die ankommende Grenzschicht mit. Es bildet sich stromab eine neue, 

dünne Grenzschicht, welche zuerst laminar sein kann und dann weiter stromab turbulent 

wird (zum Beispiel: Langston et al. (1977), Harrison (1990), Dannhauer (2008)). Dieser Be-

reich ist in Abbildung 2.3 mit II gekennzeichnet. 

Als Bereich III sind die direkten Einflussbereiche des Wirbelsystems gekennzeichnet. Hier 

kann ein erhöhter Wärmeübergang beobachtet werden (Goldstein und Spores (1988), Gold-

stein et al. (1995), Stripf (2007)). Besonders stark ist die Erhöhung im Bereich der Ecken-

wirbel sowie im Staupunktbereich ausgeprägt, wo sowohl das Aufrollen der ankommenden 

Grenzschicht als auch die Eckenwirbel einen starken Anstieg verursachen (Goldstein und 

Spores (1988), Dannhauer (2008), Lorenz (2013)). 

Als letzter Bereich (Bereich IV) lässt sich der stromab der Hinterkante der Schaufel liegende 

Teil der Seitenwand abgrenzen. Hier kann ebenfalls ein erhöhter Wärmeübergang beobach-

tet werden, welcher maßgeblich durch die Rückströmungen im Nachlauf der Schaufel ver-

ursacht wird (Goldstein und Spores (1988)). 

Um das Sekundärströmungsfeld gezielt zu beeinflussen und die aerodynamischen Verluste 

und erhöhten Wärmeübergänge zu reduzieren, gibt es zahlreiche Ansätze, die auf einer geo-

metrischen Modifikation des Strömungskanals beruhen. Diese beinhaltet unter anderem eine 

(dreidimensionale) Konturierung der Seitenwand, optimierte Konturübergänge zwischen 

Seitenwand und Schaufel und Optimierungen an den Schaufelprofilen. Die Arbeiten von 

Simon und Piggush (2006) und Kneer (2017) liefern hierzu einen guten Überblick. 
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Neben den geometrischen Modifikationen, die das Sekundärströmungsfeld beeinflussen, 

gibt es auch eine starke Interaktion zwischen auf der Seitenwand ausgebrachten Kühlluft 

und dem Sekundärströmungsfeld, welche nachfolgend näher beleuchtet werden soll.  

2.2.2 Interaktion zwischen Sekundärströmung und Kühlluft 

Durch die Ausblasung von Kühlluft wird zum einen das Sekundärströmungsfeld beeinflusst, 

beziehungsweise kann gezielt beeinflusst werden. Ob das Sekundärströmungsfeld durch die 

Kühllufteinblasung verstärkt oder abgeschwächt wird, hängt stark von der Position der Kühl-

luftausblasung relativ zum Sekundärströmungsfeld und der generellen Passagengeometrie 

sowie dem sich draus ergebenden Druckfeld ab (Simon und Piggush (2006)). Durch Kühl-

luftausblasung stromauf der Schaufelvorderkante kann beispielsweise die Grenzschicht 

reenergetisiert und damit die Bildung des Hufeisenwirbels abgeschwächt (Takeishi et al. 

(2013)), oder aber auch der Eckenwirbel unterdrückt werden (Roy et al. (2000)). Dass dies 

jedoch sehr sensitiv bezüglich der Position der Kühlluftausblasung und der Ausblaserate ist 

und auch zu einer Verstärkung der Wirbelbildung führen kann, zeigen unter anderem Arbei-

ten von Kost und Nicklas (2001) und Takeishi et al. (2013). 

Zum anderen wird durch das Sekundärströmungsfeld die Ausbreitung von auf der Seiten-

wand ausgebrachter Kühlluft beeinflusst. Während der druckseitige Ast des Hufeisenwirbels 

von der Druck- Richtung Saugseite wandert, nimmt er Kühlluft auf, welche zum Beispiel 

durch einen Spalt stromauf der Passage ausgebracht wurde. Durch diese Querströmung wan-

dert Kühlluft von der Druck- Richtung Saugseite. Eine Kühlung der druckseitigen Seiten-

wand ist somit nur schwer möglich. Ebenso ist es schwer, den staupunktnahen Bereich der 

Seitenwand zu kühlen. Das Aufrollen des Hufeisenwirbels verhindert ein Eindringen von 

Kühlluft in diesen Bereich. Diese Phänomene konnten bereits in frühen Studien beobachtet 

werden (Blair (1974), Takeishi et al. (1990)), sind aber auch Thema aktueller Untersuchun-

gen (zum Beispiel: Lynch und Thole (2008) oder Kneer (2017)). 

Wie bereits erwähnt, nimmt der druckseitige Ast des Hufeisenwirbels, während er von 

Druck- Richtung Saugseite wandert, gegebenenfalls vorhandene Kühlluft auf. Weiter 

stromab hebt der nun als Passagenwirbel bezeichnete Wirbel von der Seitenwand ab und 

wandert entlang der Saugseite Richtung Kanalmitte. Dadurch gelangt Kühlluft von der Sei-

tenwand auf die Schaufelsaugseite und kann dort einen Beitrag zur Kühlung leisten. Dieser 

Effekt wird in der Literatur als Phantomkühlung bezeichnet. Burd und Simon (2000) konn-

ten dies durch Temperaturmessungen im Strömungsfeld nachweisen. In zahlreichen experi-

mentellen Untersuchungen konnte mittels drucksensitiver Farbe oder thermochromen Flüs-

sigkristallen die Kühlwirkung auf der Saugseite in Form der adiabaten Filmkühleffektivität 

aufgezeigt werden. Die Kühlluft wurde dabei großteils stromauf der Passage ausgeblasen 

(Barigozzi et al. (2015), Zhang et al. (2015), Li et al. (2016)), teilweise fand zusätzlich auch 

eine Ausblasung durch diskrete Bohrungen innerhalb der Passage statt (Zhang und Yuan 

(2012), Zhang et al. (2016)). Um ein ganzheitliches Bild des Kühlvorgangs zu erhalten, ist 
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es deshalb sinnvoll, bei der Ausbringung von Kühlluft auf der Seitenwand den Übergangs-

bereich von Seitenwand zur Schaufel und den Schaufelfuß in die Analyse beziehungsweise 

den Messbereich mit einzubeziehen. 

Dieser Überblick gibt einen Einblick in die komplexe Interaktion des Sekundärströmungs-

feldes mit auf der Seitenwand ausgebrachter Kühlluft. Welche Auswirkung das Strömungs- 

und Sekundärströmungsfeld im speziellen auf die Sperrluftausblasung durch einen Midpas-

sage-Gap hat und inwiefern diese zur Kühlung beitragen kann, soll im nachfolgenden Ab-

schnitt detailliert veranschaulicht werden. Anhand der Darlegung des Standes der Forschung 

werden Lücken aufgezeigt, die im Rahmen dieser Arbeit geschlossen werden sollen. 

2.3 Existierende Untersuchungen zum Kühlpotential der aus dem  

Midpassage-Gap ausgeblasenen Sperrluft 

Fertigungsbedingt ist auf der Seitenwand zwischen einzelnen Schaufelsegmenten ein Spalt 

vorhanden, welcher in der Fachliteratur auch als Midpassage-Gap bezeichnet wird. Je nach 

Fertigungsausführung kann ein solcher Spalt auch nur in jeder zweiten oder dritten Passage 

vorhanden sein, wenn die Schaufelsegmente als sogenannte Zwillinge oder Drillinge ausge-

führt sind. Um das Eindringen von Heißgas durch diesen Spalt in das Innere der Maschine 

zu verhindern, wird der Spalt durch eingelegte Dichtstreifen und das Ausblasen von Sperr-

luft abgedichtet. Die Analyse des Potentials dieser Sperrluft, einen Beitrag zur Kühlung der 

Seitenwand zu leisten, was zu einer Effizienzsteigerung der Maschine beitragen kann, ist in 

den letzten Jahren in den Fokus der Forschung gerückt. 

In Abbildung 2.4 ist ein solcher Midpassage-Gap schematisch in einer Schaufelpassage dar-

gestellt, welcher die Seitenwand in einen saugseitigen und druckseitigen Teil trennt. Das 

Sekundärwirbelsystem wurde aus Abbildung 2.3 übernommen. Es lässt sich erkennen, dass 

der Midpassage-Gap stromauf in Bereich I der ungestörten Anströmung liegt. Der stromab-

liegende Teil des Midpassage-Gap ist dem von der Druck- Richtung Saugseite wandernden 

Passagenwirbel und der sich stromab neu bildenden Grenzschicht sowie dem Schaufelnach-

lauf ausgesetzt. Aufgrund der Beschleunigung der Strömung innerhalb der Passage fällt der 

statische Druck 𝑝s in Strömungsrichtung entlang des Midpassage-Gap ab. Die erwähnten 

Strömungsphänomene führen zu einer starken Interaktion zwischen dem Heißgas und dem 

Midpassage-Gap beziehungsweise der aus diesem ausgeblasenen Sperrluft.2 Diese Interak-

tion und das Kühlpotential der Sperrluft ist Gegenstand zahlreicher Forschungsarbeiten,  

 

                                                 
2 Abhängig von der Passagengeometrie, dem Schaufelprofil und der Geometrie und Position des Midpassage-

Gap, ändert sich der Druckverlauf über dem Midpassage-Gap und auch die Bereiche welche durch den Nach-

lauf und das Sekundärströmungsfeld beeinflusst werden variieren. 
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Abbildung 2.4: Interaktion des Midpassage-Gap mit dem Strömungsfeld in einer Schaufel-

passage (Abbildung 2.3 erweitert um einen Midpassage-Gap) 

welche im Rahmen dieses Abschnitts dargelegt werden sollen. Gleichzeitig sollen die Be-

reiche aufgezeigt werden, in denen noch Forschungsbedarf vorhanden ist. 

Der heißgasseitige Druckabfall entlang des Midpassage-Gap prägt die Interaktion maßgeb-

lich. Dieser führt dazu, dass es im stromaufliegenden Teil des Midpassage-Gap zu einem 

Einzug von Heißgas (oder auch Kühlluft, welche stromauf ausgeblasen wurde (zum Beispiel 

Piggush und Simon (2006))) kommt. Aufgrund des Druckgradienten wird das eingezogene 

Fluid stromab transportiert und dort ausgeblasen. Dieser Effekt konnte in vielen Untersu-

chungen, unter anderem von Cardwell et al. (2006, 2007), beobachtet werden und ist sche-

matisch in Abbildung 2.5 (a) dargestellt. Die schwarzen Pfeile zeigen symbolisch das Ein- 

und Ausströmen von Heißgas in den beziehungsweise aus dem Midpassage-Gap. Um diesen 

Einzug zu verhindern und innenliegende Komponenten zu schützen, wird Sperrluft aus dem 

Midpassage-Gap ausgeblasen. Abhängig vom Sperrluftmassenstrom beziehungsweise  

–druck, kann es weiterhin zu einem Einzug von Heißgas und einer Mischung mit Sperrluft 

kommen (Abbildung 2.5 (b)). Liegt der statisch Druck auf der heißgasabgewandten Seite 

des Midpassage-Gap über die gesamte Länge oberhalb des statischen Heißgasdruckes, wird 

der Einzug von Heißgas verhindert (Park et al. (2021b)) und es wird ausschließlich Sperrluft 

ausgeblasen (Abbildung 2.5 (c)). Um den erforderlichen Sperrluftmassenstrom zu reduzie-

ren, ist eine Erhöhung des Strömungswiderstandes erforderlich. Eine komplette Abdichtung 

ist mittels der eingelegten Dichtstreifen nicht möglich (Lynch und Thole (2015)). In den 

Untersuchungen von Park et al. (2021a) wird bei einem nicht abgedichteten Midpassage-
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Gap eine Sperrluftmenge von 0,6% des Heißgasmassenstroms benötigt, um den Einzug von 

Heißgas zu verhindern. Die Reduktion des effektiven Strömungsquerschnittes durch das 

Einbringen einer Dichtung senkt die erforderliche Sperrluftmenge auf 0,4%. Ähnliche Ef-

fekte konnten von Hada und Thole (2011) (numerisch), Chowdhury et al. (2017) und Lynch 

und Thole (2017) bei teilweise abgedichteten Midpassage-Gap beobachtet werden. 

 

 Heißgas     Mischung aus Heißgas und Sperrluft    Sperrluft 

   

(a) keine Sperrluftausblasung (b) Sperrluftausblasung 

Heißgaseinzung minimiert 

(c) Sperrluftausblasung 

Heißgaseinzug verhindert 

 

Abbildung 2.5: Auswirkung der Sperrluftausblasung durch den Midpassage-Gap auf den 

Heißgaseinzug und die Kühlwirkung auf der Seitenwand 

Das beschriebene Ein- und Ausströmen von Heißgas führt zu aerodynamischen Verlusten. 

Jain et al. (2014) beobachteten eine Erhöhung der Verluste um 5% durch das Vorhandensein 

eines Midpassage-Gap im Vergleich zu einer Schaufelpassage ohne Midpassage-Gap. Eine 

Ausblasung von Sperrluft fand nicht statt. Durch eine Abdichtung des Midpassage-Gap und 

damit reduziertem Heißgaseinzug, können die Verluste gesenkt werden (Reid et al. (2007)). 

Wird der Heißgaseinzug durch die Ausblasung von Sperrluft reduziert beziehungsweise un-

terbunden, führt dies zu weiteren Verlusten. In Untersuchungen von Reid et al. (2007) waren 

diese vergleichsweise gering. Piggush und Simon (2013) konnten dagegen einen signifikan-

ten Einfluss auf die Verluste durch die Ausblasung von Sperrluft feststellen.  

Neben dem aerodynamischen Einfluss hat der Midpassage-Gap auch Auswirkungen auf den 

Wärmeübergang auf der Seitenwand. Im Vergleich zu einer Seitenwand ohne Midpassage-

Gap ist der Wärmeübergang im stromabliegenden saugseitigen Bereich, wo Fluid aus dem 

Midpassage-Gap ausströmt (saugseitiger Teil von Bereich II in Abbildung 2.4), um etwa 

50% erhöht (Piggush und Simon (2005), Lynch und Thole (2011)). Lokal sind auch Erhö-

hung von bis zu 100% zu beobachten. Diese sind auf einen Ablösewirbel zurückzuführen, 

der durch das Ausströmen von Fluid in diesem Bereich entsteht (Lynch und Thole (2011)). 

Weitere Bereiche erhöhten Wärmeübergangs finden sich im stromaufliegenden spaltnahen 

Bereich, wo es zu einem Einströmen von Fluid in den Midpassage-Gap kommt (Lynch und 

Thole (2011)). Bei zusätzlicher Ausblasung von Sperrluft aus dem Midpassage-Gap  

gekühlter 

Bereich 

gekühlter 

Bereich 
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beobachteten Piggush und Simon (2005), Lynch und Thole (2011) und Roy et al. (2017) nur 

einen geringen Einfluss auf den Wärmeübergang. In allen Fällen kann durch die Ausblasung 

Heißgaseinzug stromauf noch nicht vollständig verhindert werden. Wird durch die Sperr-

luftausblasung ein Heißgaseinzug unterbunden, kann im stromabliegenden saugseitigen Be-

reich der Seitenwand, eine lokale Erhöhung im Wärmeübergang von 30…50% beobachtet 

werden (Lynch und Thole (2017)). In diesem Bereich wird ein Großteil der Sperrluft ausge-

blasen (Abbildung 2.5 (c), gekühlter Bereich). Park et al. (2021b) beobachteten bei Sperr-

luftmassenströmen, die ein Eindringen von Heißgas in den Midpassage-Gap verhindern, 

starke Änderungen im Wärmeübergang im Vergleich zu niedrigeren Massenströmen und die 

Bildung von Wirbeln. 

Die hauptsächlich im stromabliegenden Teil des Midpassage-Gap ausgeblasenen Sperrluft 

kann einen Beitrag zur Kühlung der Seitenwand leisten. Generell kann ein Gebiet erhöhter 

adiabater Filmkühleffektivität im stromabliegenden Teil des Midpassage-Gap auf der Saug-

seite beobachtet werden (Abbildung 2.5 (b) und (c), gekühlter Bereich), dessen Ausbreitung 

mit zunehmendem Sperrluftmassenstrom in Strömungsrichtung sowie in Richtung des Mid-

passage-Gap stromauf zunimmt (unter anderem Piggush und Simon (2006), Chowdhury et 

al. (2017), Lynch und Thole (2017), Müller et al. (2018), Park et al. (2021a)). Die Ausbrei-

tungsrichtungen sind in Abbildung 2.5 (c) durch die gestrichelten Pfeile angedeutet. Bei sehr 

geringen Sperrluftmengen kann gegebenenfalls noch keine Kühlwirkung vorhanden sein. So 

beobachteten Cardwell et al. (2007) in ihren Untersuchungen mit maximalen Sperrluftmen-

gen von 0,3% des Heißgasmassenstroms noch keine nennenswerte Kühlwirkung. Ebenso 

bricht bei hohen Sperrluftmassenströmen und somit einem hohen Impuls der Sperrluft die 

Kühlwirkung aufgrund von Ablösung zusammen (Chen et al. (2017), Müller et al. (2018)). 

Eine einheitliche Grenze lässt sich nicht definieren. Ranson et al. (2005) beobachteten be-

reits bei einem prozentualen Sperrluftmassenstrom von 0,25% eine Ablösung der aus dem 

Midpassage-Gap ausgeblasenen Sperrluft. 

Durch eine Abdichtung des Midpassage-Gap, und einem damit einhergehenden reduzierten 

Heißgaseinzug bei gleicher ausgeblasener Sperrluftmenge, lässt sich die Filmkühlwirkung 

steigern. Ist die Sperrluftmenge bereits so hoch, dass im nicht abgedichteten Fall bereits kein 

Heißgaseinzug mehr stattfindet und somit auch keine Mischung von Heißgas und Sperrluft 

innerhalb des Spaltes stattfindet, führt eine Abdichtung zu keiner weiteren Steigerung der 

Filmkühlwirkung (Park et al. (2021a)). Hada und Thole (2011) konnten in numerischen Un-

tersuchungen einen ähnlichen Effekt beobachten.  

Wird die ausgeblasene Sperrluftmenge soweit erhöht, dass es auch im stromaufliegenden 

Teil des Midpassage-Gap, welcher vom Passagenwirbel überquert wird, zu einem signifi-

kanten Austritt von Sperrluft kommt, wird die Sperrluft vom Passagenwirbel aufgenommen. 

Die Kühlwirkung in diesem Bereich der Seitenwand ist dadurch reduziert. (Park et al. 

(2021b)) Erste numerische Untersuchungen zeigen, dass es durch die Interaktion der aus 

dem Midpassage-Gap ausgeblasenen Sperrluft mit der Sekundärströmung zu einem 
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Phantomkühleffekt (Unterabschnitt 2.2.2) auf der Schaufelsaugseite kommen kann (Zhang 

et al. (2019)). 

Im stromabliegenden Bereich des Midpassage-Gap auf der Saugseite der Seitenwand führt 

die ausgeblasene Sperrluft sowohl zu einer Erhöhung des Wärmeübergangs als auch der adi-

abaten Filmkühleffektivität. Trotz erhöhtem Wärmeübergang kann in Summe ein reduzierter 

Wandwärmestrom (𝑁𝐻𝐹𝑅 > 0) beobachtet werden (Piggush und Simon (2007), Lynch und 

Thole (2017)). 

Die Untersuchungen zeigen, dass die aus dem Midpassage-Gap ausgeblasene Sperrluft das 

Potential hat, einen Beitrag zur Kühlung der stromabliegenden saugseitigen Seitenwand zu 

leisten. Für eine gute Kühlwirkung muss neben einem Einzug von Heißgas in den Spalt auch 

verhindert werden, dass es bei der ausgeblasenen Sperrluft zu einer Ablösung kommt.  

Das Verhindern des Einzugs von Heißgas in den Spalt deckt sich auch mit dem primären 

Ziel, die innenliegenden Komponenten vor Überhitzung zu schützen. Wie aufgezeigt, wird 

dies durch die Kombination von Abdichtung und dem Ausblasen von Sperrluft erreicht. In 

den bisher erwähnten Studien war die Abdichtung entlang des Spaltes konstant. Hier besteht 

das Potential, diese abhängig vom heißgasseitigen Druckverlauf entlang des Spaltes zu va-

riieren und so gezielt Sperrluft auszublasen, wie dies von Shaikh und Rosic (2022) vorge-

schlagen, aber nicht näher untersucht wurde. Ein ähnlicher Ansatz wurde von Müller et al. 

(2018) vorgeschlagen und von van Hout (2020) untersucht. Hierbei wird die Kavität, welche 

den Midpassage-Gap mit Sperrluft versorgt, in einen stromauf- und stromabliegenden Teil 

geteilt. Durch unterschiedliche Drücke in der jeweiligen Kavität kann dem heißgasseitigen 

Druckabfall in Strömungsrichtung entlang des Spaltes Rechnung getragen, und so die 

Druckdifferenz zwischen Sperrluftkavität und Heißgas reduziert werden (van Hout (2020)). 

Dies reduziert die Ein- und Ausströmgeschwindigkeiten von Heißgas beziehungsweise 

Sperrluft, was sich positiv auf den Wärmeübergang auswirkt (van Hout (2020)). Diese ersten 

Untersuchungen zeigen, dass durch eine variable Abdichtung entlang des Spaltes oder einer 

Teilung der Kavität das Potential besteht, Heißgaseinzug zu minimieren beziehungsweise 

den zur Abdichtung erforderlichen Sperrluftmassenstrom zu reduzieren. Gleichzeitig ist 

dadurch eine gezielte Ausblasung von Sperrluft zu Kühlungszwecken möglich. Für eine de-

taillierte Bewertung ist die Datenlage jedoch noch nicht ausreichend. 

Es existieren Patente und Veröffentlichungen, welche Modifikation in Form von Radien und 

Fasen an den heißgaszugewandten Kanten des Spaltes oder eine Neigung des Spaltes vor-

schlagen (zum Beispiel Kelch und Auxier (1993), Anderson et al. (1998), Joslin (2002), 

Lewis et al. (2014), Lewis und Magowan (2014), Müller et al. (2018)). Auf Grundlage der 

in Unterabschnitt 2.1.2 vorgestellten grundsätzlichen Zusammenhänge für Kühlluftausbla-

sung aus Spalten und Erkenntnissen bei Filmkühlbohrungen (Bogard und Thole (2006)) liegt 

der Schluss nahe, dass geometrische Modifikationen das Potential haben, die Ablöseneigung 

zu verringern und die Kühlwirkung zu erhöhen. Hier sei insbesondere die Neigung des Mid-
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passage-Gap in Strömungsrichtung erwähnt. Öffentlich zugängliche Untersuchungen dies-

bezüglich gibt es nach Kenntnis des Autors nicht. 

Neben diesen noch wenig oder nicht untersuchten geometrischen Optimierungsmöglichkei-

ten des Midpassage-Gap gibt es weiteren Bedarf, was den Messbereich anbelangt. Alle vor-

liegenden experimentellen thermischen Untersuchungen beschränken sich auf die Seiten-

wand. Wie gezeigt, besteht jedoch die Möglichkeit, dass Sperrluft nicht nur einen Beitrag 

zur Kühlung der Seitenwand leisten kann, sondern auch das Potential hat, die Schaufelsaug-

seite zu kühlen. Dieses auch als Phantomkühlung bezeichnete Phänomen, wurde bezüglich 

des Midpassage-Gap bisher nur in wenigen Studien numerisch untersucht. Experimentell 

ermittelte Daten fehlen. Vergleiche von experimentell und numerisch ermittelten thermi-

schen Daten auf der Seitenwand bei Sperrluftausblasung durch den Midpassage-Gap zeigen 

jedoch große Unterschiede (Ranson et al. (2005), Lange et al. (2016)). Dies verdeutlicht die 

grundsätzliche Notwendigkeit experimenteller Daten zur Validierung numerischer Metho-

den für diese Anwendung. 

Um eine Übertragbarkeit der Ergebnisse auf die reale Maschine zu ermöglichen, müssen alle 

relevanten Ähnlichkeitskennzahlen eingehalten werden. Hier ist insbesondere, wie in Unter-

abschnitt 2.1.2 ausgeführt, das Dichteverhältnis zwischen Kühl- beziehungsweise Sperrluft 

und Heißgas von Relevanz. Ebenso ist für eine vollständige thermische Analyse neben der 

adiabaten Filmkühleffektivität der Wärmeübergang mit Filmkühlung eine entscheidende 

Größe. Untersuchungen, welche diese beiden Kriterien erfüllen, sind nur sehr wenige vor-

handen.  

Die Analyse des Standes der Forschung zeigt, dass es bezüglich einer Optimierung des Mid-

passage-Gap (Geometrie und Abdichtung), des erfassten Messbereichs sowie vollständigen 

Datensätzen bei maschinenähnlichen Bedingungen noch Forschungspotential gibt. Dieses 

soll im Rahmen dieser Arbeit experimentell analysiert werden. Die hierfür eingesetzte Me-

thodik und Messtechnik wird im nachfolgenden Abschnitt vorgestellt. 

2.4 Methodik und Messtechnik zur Ermittlung der Filmkühlgrößen 

Die Methodik und Messtechnik, mit welcher der Midpassage-Gap im Rahmen der vorlie-

genden Arbeit detailliert thermisch untersucht werden soll, wird in diesem Kapitel dargelegt. 

Daraus werden notwendige Erweiterungen an der Kalibriermethodik zur Erfassung der 

Oberflächentemperaturen abgeleitet. 

2.4.1 Superpositionsprinzip der Filmkühlung 

Wie bereits in Kapitel 2.1.1 dargelegt, wird zur vollständigen thermischen Beschreibung des 

Filmkühlproblems die adiabate Wandtemperatur 𝑇aW beziehungsweise die adiabate Film-

kühleffektivität 𝜂aW sowie der Wärmeübergangskoeffizient mit Filmkühlung 𝛼f benötigt. 
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Beide Größen können nicht direkt gemessen werden. Jedoch lässt sich bei inkompressiblen 

Strömungen mit konstanten Stoffeigenschaften die Energie- und Impulsgleichung in der 

Grenzschicht trennen (Schlichting und Gersten (2006), Oertel et al. (2011)), was zu einem 

linearen Zusammenhang zwischen Wandtemperatur und Wandwärmestrom führt. Dieser li-

neare Zusammenhang wird im Superpositionsprinzip der Filmkühlung genutzt (Metzger et 

al. (1968), Metzger et al. (1973), Choe et al. (1974)). Die Steigung der Gerade entspricht 

dem Wärmeübergang mit Filmkühlung 𝛼f. Die Temperatur, bei welcher der Wandwär-

mestrom null wird, ist die adiabate Wandtemperatur 𝑇aW (Abbildung 2.6 (a)).  

 

 

(a) 𝑞̇W, 𝑇-Zusammenhang 

 

(b) 𝛼, 𝜃-Zusammenhang 

Abbildung 2.6: Superpositionsprinzip der Filmkühlung  

Der lineare Zusammenhang lässt sich auch mit der dimensionslosen Wandtemperatur 𝜃 (ver-

gleiche Gleichung 2.7) und dem Wärmeübergangskoeffizient 𝛼, welcher mit der Heißgas-

temperatur gebildet wird (vergleiche Gleichung 2.4), ausdrücken: 

  𝛼 = 𝛼f ∙ (1 − 𝜂aW ∙ 𝜃). 2.16 

Der Wärmeübergangskoeffizient mit Filmkühlung 𝛼f entspricht dabei dem Wert für den 

Wärmeübergang 𝛼 bei einer dimensionslosen Wandtemperatur 𝜃 von null. Die adiabate 

Filmkühleffektivität 𝜂aW ergibt sich aus dem Kehrwert der dimensionslosen Wandtempera-

tur 𝜃 für einen Wärmeübergang 𝛼 von null: 

 
𝜂aW =

1

𝜃aW
=
𝑇rec,Hg − 𝑇aW

𝑇rec,Hg − 𝑇t,Kl
. 2.17 

Graphisch ist dieser Zusammenhang in Abbildung 2.6 auf der rechten Seite veranschaulicht. 

Ein experimenteller Nachweis des linearen Zusammenhangs des Superpositionsprinzips 

wurde unter anderem von Gritsch et al. (1999) durchgeführt. Dass der lineare Zusammen-

hang auch in Passagenströmungen mit komplexen dreidimensionalen Strömungsfeldern und 
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Bereichen kompressibler Strömung gilt, konnte in zahlreichen Untersuchungen nachgewie-

sen werden. Ochs (2011) setzte das Superpositionsprinzip erfolgreich im Bereich höherer 

Machzahlen und sogar im supersonischen Bereich ein. Nicklas (2001) führte Filmkühlunter-

suchungen in einer transsonischen Turbinenkaskade durch und konnte unter diesen Bedin-

gungen die Linearität des Superpositionsprinzips nachweisen. Kneer (2017) überprüfte die 

Gültigkeit im Rahmen von Filmkühluntersuchungen auf einer konturierten Seitenwand und 

konnte eine hervorragende Linearität mit geringen Einschränkungen in Bereichen von Strö-

mungsablösungen, ausgelöst durch die Konturierung, nachweisen. 

Um das Superpositionsprinzip messtechnisch umzusetzen und die Gerade aufzuspannen, ist 

es notwendig, Messungen bei mindestens zwei unterschiedlichen Punkten auf der Geraden, 

das heißt bei mindestens zwei unterschiedlichen thermischen Randbedingungen aber glei-

chen Strömungsrandbedingungen, durchzuführen. Eine scheinbare Option besteht darin, die 

Temperatur der Kühlluft zu variieren (Nicklas (2001)). Dadurch ändert sich jedoch das Dich-

teverhältnis zwischen Heißgas und Kühlluft bei den beiden Messungen, was die Aerodyna-

mik beeinflusst. Die einzig tragfähige Option stellt die direkte Variation des Wandwär-

mestroms dar. Hierfür sind unterschiedliche Möglichkeiten in der Literatur bekannt. Eine 

Möglichkeit besteht darin, den Messträger aus einem thermisch isolierenden Material zu fer-

tigen und mittels einer Heizfolie, welche auf der strömungszugewandten Seite aufgebracht 

ist, unterschiedliche Wandwärmeströme einzustellen (zum Beispiel Jagerhofer et al. (2021)). 

Eine zweite Möglichkeit ist, den Messträger rückseitig mit Kühlwasser zu temperieren und 

über unterschiedliche Kühlwassertemperaturen die thermische Randbedingung zu variieren 

(zum Beispiel Kneer et al. (2014, 2016), Hummel et al. (2015)). Eine weitere Möglichkeit 

stellt die Fertigung von zwei Testträgern dar, wie dies unter anderem in Fraas et al. (2017) 

oder Glasenapp et al. (2017) umgesetzt wurde. Dabei ist einer der beiden Testträger so kon-

struiert, dass er eine möglichst adiabate Randbedingung generiert. Der zweite Testträger ist 

rückseitig wassergekühlt und führt somit zu einem definierten hohen Wandwärmestrom. 

Eine Alternative zum Superpositionsprinzip stellt die Nutzung der Analogie zwischen 

Wärme- und Stoffübertragung dar. Dabei werden drucksensitiven Farben verwendet. Deren 

Messprinzip basiert auf der Änderung der Intensität des ausgestrahlten Lichts (Lumineszenz) 

abhängig vom Sauerstoffpartialdruck (Liu et al. (2021)). Für die Messung der adiabaten 

Filmkühleffektivität sind Gase mit unterschiedlichem Sauerstoffanteil für das Heißgas und 

die Kühlluft erforderlich. Aus dem Messsignal kann auf die Sauerstoffkonzentration und 

daraus auf die Konzentration von Heißgas und Kühlluft geschlossen werden. Über die 

Wärme- und Stoffübertragungsanalogie kann die adiabate Filmkühleffektivität ermittelt 

werden. Eine Übersicht über Anwendungen findet sich unter anderem in Han und Rallabandi 

(2010). Der Vorteil dieser Messtechnik liegt in dem verhältnismäßig einfachen Versuchs-

aufbau. Die Messungen können isotherm bei Raumtemperatur durchgeführt werden. Unter-

schiedliche (diskrete) Dichteverhältnisse zwischen Heißgas und Kühlluft lassen sich durch 

die Verwendung verschiedener Gase für die Kühlluft, zum Beispiel CO2 oder Argon, ein-

stellen (Han und Rallabandi (2010)). Untersuchungen von McNamara et al. (2021) und 
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Wiese und Rutledge (2021) zeigen jedoch, dass neben dem Dichteverhältnis auch das Ver-

hältnis der spezifischen Wärmekapazitäten ebenfalls eine wichtige Rolle spielt. Nach 

McNamara et al. (2021) können mittels drucksensitiven Farben bestimmte adiabate Film-

kühleffektivitäten nur für qualitative Vergleiche herangezogen werden. Vorsicht ist bei der 

quantitativen Interpretation gefragt, da thermodynamische Effekte, welche sich durch die 

unterschiedlichen Temperaturen von Heißgas und Kühlluft in der realen Maschine ergeben, 

von drucksensitiven Farbe nicht erfasst werden können. Aufgrund dieser Einschränkung und 

dem Sachverhalt, dass mittels drucksensitiver Farben nur die adiabate Filmkühleffektivität 

und nicht der Wärmeübergang mit Filmkühlung bestimmt werden kann, soll im Rahmen 

dieser Arbeit das Superpositionsprinzip zum Einsatz kommen.  

Die Anwendung des Superpositionsprinzips erfordert die Messung von Oberflächentempe-

raturen. Diese sind im Idealfall flächig hoch aufgelöst, um auch hochaufgelöste Filmkühl-

größen daraus berechnen zu können. Eine gängige Möglichkeit stellt hierfür die Infrarot-

thermographie dar, welche im Rahmen dieser Arbeit zum Einsatz kommen soll und im nach-

folgenden Unterabschnitt näher betrachtet wird.  

2.4.2 Flächige Temperaturmessung mittels Infrarotthermographie 

Bevor näher auf die Infrarotthermographie eingegangen werden soll, wird die flächige Er-

fassung von Oberflächentemperaturen mittels thermosensitiven Farben, als Alternative zur 

Infrarotthermograpie, kurz vorgestellt und deren Grenzen aufgezeigt. Bei diesen polymer-

basierten Farben dient deren temperaturabhängige Lumineszenzintensität als Messsignal 

(Liu et al. (2021)). Thermosensitive Farben wurden unter anderem von Lorenz et al. (2013) 

und Pütz (2018) zur Erfassung von Oberflächentemperaturen in Wärmeübergangs- und 

Filmkühlexperimenten eingesetzt. Für genaue Messungen ist wie bei der Infrarotthermogra-

phie eine In-Situ-Kalibrierung notwendig, welche jedoch unter anderem durch Effekte, wie 

temperatur- und zeitabhängige Degradierung  der Moleküle, eine Herausforderung darstellt 

(Lorenz et al. (2013)). Zudem ist der Einsatztemperaturbereich beschränkt beziehungsweise 

es ist je nach Temperaturbereich eine andere chemische Zusammensetzung erforderlich (Liu 

et al. (2021)). Aus genannten Gründen kommt im Rahmen dieser Arbeit die Infrarotthermo-

graphie zum Einsatz. 

Die Temperaturmessung mittels Infrarotthermographie geschieht indirekt über die Messung 

der von einem Körper emittierten Strahlung. Die spezifische spektrale abgestrahlte Leistung 

für einen Schwarzkörper 𝑊Sk wird durch das Planck’sche Strahlungsgesetz  

 
𝑊Sk(𝜆, 𝑇O ) =

2𝜋ℎ𝑐2

𝜆5 ∙ (𝑒
ℎ𝑐
𝜆𝑘𝑇O − 1)

 2.18 

wiedergegeben und hängt neben der Oberflächentemperatur 𝑇O und der Wellenlänge 𝜆 von 

der Lichtgeschwindigkeit 𝑐, der Planck’schen Konstante ℎ und der Boltzmann Konstante 𝑘 
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ab. Für einen Körper mit beliebiger Oberfläche muss das Planck’sche Strahlungsgesetz noch 

um die Emissivität 𝜀 der Oberfläche erweitert werden: 

 𝑊O(𝜆, 𝑇O, 𝜃) = 𝜀(𝜆, 𝑇O, 𝜃) ∙  𝑊Sk(𝜆, 𝑇O). 2.19 

Die Emissivität für eine beliebige Oberfläche ist eine Funktion der Wellenlänge 𝜆, der Ober-

flächentemperatur 𝑇O und des Sichtwinkels 𝜃. Die Anzahl der Abhängigkeiten reduziert sich 

für Oberflächen, welche mit speziellen Infrarotlacken (Adibekyan et al. (2017)) beschichtet 

sind. Die temperaturabhängige Änderung der Emissivität kann im relevanten Temperatur-

bereich häufig vernachlässigt werden. Ebenso ist die Emissivität über den spektralen Emp-

findlichkeitsbereich der Infrarotkameras meist konstant. Eine relevante Sichtwinkelabhän-

gigkeit ist häufig erst für Sichtwinkel |𝜃| > 50° gegeben3. (Lohrengel und Todtenhaupt 

(1996), Adibekyan et al. (2017)). 

Mit den eingesetzten Infrarotlacken kann die Emissivität der Oberfläche auf 𝜀 ≥ 95% ange-

hoben werden. Unter Vernachlässigung der Transmission verbleibt nach dem Kirch-

hoff’schen Gesetz somit ein Anteil an Strahlung, welcher nicht von dem Körper emittiert, 

sondern von der Umgebung reflektiert wird. Die spezifische Einstrahlung auf den Detektor 

einer Infrarotkamera setzt sich aus der spezifischen Objektstrahlung 𝑊O und dem reflektier-

ten Strahlungsanteil 𝑊off,ref  zusammen. Dieses Signal wird durch die Atmosphäre sowie 

Komponenten im optischen Pfad, wie Scheiben und Linsen, reduziert. Diese Reduktion kann 

durch den Transmissionsgrad 𝜏tot beschrieben werden, welcher allgemein betrachtet eben-

falls temperatur- und wellenlängenabhängig ist. Zusätzlich überlagert die Eigenstrahlung 

von Komponenten im optischen Pfad 𝑊off,konst die Einstrahlung auf den Detektor. Eine de-

taillierte Aufschlüsselung der einzelnen Anteile ist in Ochs et al. (2009) und Ochs (2011) zu 

finden. Somit ergibt sich für die spezifische spektrale Einstrahlung auf den Detektor folgen-

der Zusammenhang: 

 𝐸D(𝜆, 𝑇, 𝜃) ∝ 𝜏tot(𝜆, 𝑇) ∙ {𝑊O(𝜆, 𝑇O, 𝜃) +𝑊off,ref(𝜆, 𝑇ref, 𝜃)} 

2.20 

       +∑𝑊off,konst,i(𝑇i)

𝑖

 

   

  ∝ 𝐸O(𝜆, 𝑇O, 𝜃) + 𝐸off,ref(𝜆, 𝑇ref, 𝜃) + 𝐸off,konst(𝑇)⏟                    
𝐸off

. 

Die Einstrahlung auf den Detektor erzeugt ein digitales Detektorsignal 

 𝑈D(𝜆, 𝑇, 𝜃) = 𝑓(𝐸D, 𝑡, 𝜆D). 2.21 

Das Signal hängt zusätzlich noch von der spektralen Empfindlichkeit des Detektors 𝜆D und 

der Integrationszeit 𝑡 ab, welche je nach Detektortyp konstant oder variabel einstellbar ist. 

                                                 
3 Im Rahmen dieser Arbeit ist der Sichtwinkel als Winkel zwischen der Oberflächennormalen und der opti-

schen Achse der Kamera definiert. 
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Das Verhältnis von Objektstrahlung 𝐸O zu überlagerten Strahlungsanteilen 𝐸off ist abhängig 

von der konkreten Messsituation. Bei der Anwendung in Filmkühlexperimenten, wo sich 

gekühlte Oberflächen in einer heißen Umgebung befinden, kann der Anteil der überlagerten 

Strahlung einen Anteil von bis zu 50% erreichen (Elfner et al. (2019)). Dies zeigt die Sensi-

tivität des Messverfahrens und die Notwendigkeit einer In-Situ-Kalibrierung. Eine Übersicht 

über Kalibrierverfahren für die Anwendung von Infrarotthermographie bei Filmkühlexperi-

menten ist in Falsetti et al. (2021) zu finden.  

Im Rahmen dieser Arbeit soll das von Ochs et al. (2009) und Ochs (2011) entwickelte, und 

auf Vorarbeiten von Martiny et al. (1996) und Schulz (2000) basierende, Kalibrierverfahren 

eingesetzt werden.  

Abhängig vom Kamerasystem muss in einem ersten Schritt das Detektorsignal strahlungsli-

nearisiert und mit der Integrationszeit normalisiert werden. Anschließend werden Inhomo-

genitäten der einzelnen Pixel in den Bildern mithilfe einer 2-Punkt-Non-Uniformity-Correc-

tion (NUC) (Perry (1993), Schulz und Caldwell (1995)) korrigiert, so dass alle Pixel dasselbe 

strahlungslineare Verhalten aufweisen. Gründe für die Inhomogenitäten liegen in der Streu-

ung der individuellen Kennlinie der einzelnen Pixel sowie in einer ungleichförmigen Be-

strahlung des Detektors, verursacht durch das Linsensystem der Kamera. Dieses korrigierte, 

linearisierte Detektorsignal 𝐼D ist die Ausgangsbasis zur Ermittlung der Oberflächentempe-

raturen mittels einer Kalibrierfunktion. 

Bei der Kalibrierfunktion handelt es sich um eine semi-empirische Funktion. Diese basiert 

auf dem Planck’schen Strahlungsgesetz und ordnet dem korrigierten linearisierten Detektor-

signal 𝐼D an jedem Pixel eine Oberflächentemperatur 

 
𝑇O(𝑥, 𝑦, 𝑧) =

𝑏

ln (
𝑟

𝐼D(𝑥, 𝑦, 𝑧) − 𝐼off
+ 𝑓)

 
2.22 

zu. Neben dem korrigierten linearisierten Detektorsignal 𝐼D sind in der Funktion die der Ob-

jektstrahlung überlagerten Strahlungsanteile, welche auch als Offsetstrahlung 𝐼off bezeichnet 

werden, enthalten. Bei den Parametern {𝑟, 𝑏, 𝑓} handelt es sich um Kalibrierkonstanten. Für 

einen wellenlängen- und temperaturunabhängigen und somit konstanten Transmissionsgrad 

𝜏tot aller Komponenten im optischen Pfad lassen sich diese Parameter in einem Vorversuch 

bestimmen (Ochs et al. (2009), Ochs (2011)). Nur noch die Offsetstrahlung muss mittels 

einer Stützstelle, zum Beispiel ein in die Messoberfläche eingebettetes Thermoelement, in-

situ bestimmt werden. Mehrere Stützstellen sind zu bevorzugen, um mittels der Methode der 

kleinsten Fehlerquadrate einen Wert für die Offsetstrahlung zu bestimmen. Um die Anfor-

derung eines konstanten Transmissionsgrades 𝜏tot im Versuch umzusetzen, sind gegebenen-

falls Bandfilter im optischen Pfad erforderlich (Ochs et al. (2009), Ochs (2011)). 

Die ursprünglich für ein im mittleren infraroten Wellenlängenbereich empfindliches Kame-

rasystem mit Photonendetektor entwickelte Kalibrierfunktion, konnte von Jackowski (2013) 
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erfolgreich auf ein Mikrobolometer angepasst und von Kneer et al. (2016) eingesetzt werden. 

Das eingesetzte Mikrobolometer ist im langwelligen Infrarotbereich empfindlich. 

Um genaue Messungen auch bei sehr großen Sichtwinkeln von bis zu |𝜃| ≈ 80° zu ermög-

lichen, wurden von Elfner et al. (2018) und Elfner (2019) erste Verfahren zur Korrektur der 

sichtwinkelabhängigen Emissivität der Oberfläche entwickelt. Diese konnten erfolgreich für 

ein im mittleren infraroten Wellenlängenbereich empfindliches Kamerasystem mit Photo-

nendetektor eingesetzt werden. Hierfür wurde Gleichung 2.22 um die Emissivität der Ober-

fläche erweitert. Der Zusammenhang zwischen Sichtwinkel und Emissivität wird über eine 

bidirektionale Reflexionsverteilungsfunktion (englisch: Bidirectional Reflectance Distribu-

tion Function, BRDF) hergestellt. Die Sichtwinkel werden aus der Projektion der Infrarot-

aufnahmen auf die dreidimensionale Bauteiloberfläche abgeleitet. Beide nahezu identischen 

Korrekturvarianten von Elfner et al. (2018) und Elfner (2019) enthalten jedoch starke Ver-

einfachungen. So wurde bei der Erweiterung der Kalibrierfunktion (Gleichung 2.22) um die 

Emissivität die physikalische Bedeutung der einzelnen Kalibrierparameter {𝑟, 𝑏, 𝑓} teilweise 

nicht berücksichtigt. Ebenso wurde bei der experimentellen Ermittlung des Zusammenhangs 

zwischen (normalisierter) Emissivität und Sichtwinkel die reflektierte Umgebungsstrahlung 

vernachlässigt, was insbesondere bei niedrigen Oberflächentemperaturen und hohen Sicht-

winkel zu Fehlern führt.  

Bei den in dieser Arbeit geplanten thermischen Untersuchungen wird erwartet, dass weite 

Bereiche des Messbereichs nur unter großen Sichtwinkeln (|𝜃| > 50°) erfasst werden kön-

nen. Um die erforderliche Messgenauigkeit zu erzielen, ist eine Korrektur der sichtwinkel-

abhängigen Emissivität unumgänglich und eine Weiterentwicklung des vorgestellten Ver-

fahrens von Elfner et al. (2018) und Elfner (2019) sinnvoll. Des Weiteren erfordert die An-

wendung eine Validierung des Verfahrens für langwellige Mikrobolometerkamerasysteme. 

Andere Ansätze zur Korrektur einer variablen Emissivität der Bauteiloberfläche finden sich 

in Ianiro und Cardone (2010) und Hijazi et al. (2011). Für diese Verfahren sind Infrarotauf-

nahmen bei zwei unterschiedlichen Wellenlängenbereichen (dual-wavelength Infrarotther-

mographie) erforderlich. Dies kann über verschiedene Filter oder den Einsatz zweier Kame-

rasysteme mit unterschiedlichem Wellenlängenbereich erreicht werden, was jedoch zusätz-

liche Herausforderungen mit sich bringt und eine umfangreichere messtechnische Ausstat-

tung erfordert. Ein weiteres Korrekturverfahren findet sich in Kirollos und Povey (2017), 

welches jedoch reflektierende Referenzpunkte auf der Oberfläche erfordert. In einem von 

Aberle et al. (2019) vorgestellten Verfahren wird für jeden Punkt auf der Oberfläche eine 

separate Kalibrierfunktion im Vorfeld zu den eigentlichen Messungen ermittelt, um die 

Sichtwinkelabhängigkeit zu korrigieren. Dies muss mit großem Aufwand für jede zu unter-

suchende Oberfläche durchgeführt werden. Zudem findet keine In-Situ-Kalibrierung statt, 

wie sie jedoch für Filmkühlexperimente zwingend erforderlich ist. 

Basierend auf dem Stand der Forschung und den aufgezeigten Lücken wird im nachfolgen-

den Abschnitt die konkrete Zielsetzung für diese Arbeit herausgearbeitet. 
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2.5 Zielsetzung dieser Arbeit 

Wie in Kapitel 1 bereits detailliert ausgeführt, erfordern zukünftige Gasturbinen und Flug-

triebwerke eine intensivierte Kühlung der ersten Turbinenleitreihe im seitenwandnahen Be-

reich. Eine Möglichkeit, dies effizient zu gestalten, ist die Nutzung von aus fertigungsbe-

dingten Spalten ausgeblasener Sperrluft zur Kühlung. Einer dieser Spalte ist der als Midpas-

sage-Gap bezeichnet Spalt zwischen einzelnen Schaufelsegmenten.  

Existierende Untersuchungen, welche in Abschnitt 2.3 dargelegt wurden, zeigen, dass aus 

diesem Spalt ausgeblasene Sperrluft das Potential hat, den stromabliegenden saugseitigen 

Bereich der Seitenwand zu kühlen. Hier besteht jedoch die Problematik, dass aufgrund des 

heißgasseitigen Druckgradienten entlang des Spaltes sehr viel Sperrluft benötigt wird, um 

das Eindringen von Heißgas zu verhindern. In diesem Fall besteht die Gefahr, dass die Sperr-

luft in das Heißgas eingeblasen wird, sich mit diesem ausmischt und so nur eine begrenzte 

Kühlwirkung erzielt werden kann. Wird die Sperrluftausblasung reduziert, dringt im strom-

aufliegenden Teil des Midpassage-Gap Heißgas ein, was durch Mischung mit der Sperrluft 

ebenfalls die Kühlwirkung senkt. Zudem besteht die Gefahr der Überhitzung von innenlie-

genden Bauteilen. Um dem entgegenzuwirken werden Dichtungen eingesetzt, die den für 

die Verhinderung des Heißgaseinzuges erforderlichen Sperrluftmassenstrom senken. Diese 

Dichtungen sind in aktuellen Maschinen entlang des kompletten Midpassage-Gap verbaut. 

Eine gezielte, definierte Ausblasung von Sperrluft, welche zur Kühlung genutzt werden 

kann, ist nicht möglich. Erste Studien zeigen, dass eine Dichtung mit definierten Öffnungen 

entlang des Midpassage-Gap die Möglichkeit bietet, sowohl den Heißgaseinzug zu unterbin-

den, als auch gezielt Sperrluft zu Kühlungszwecken auszublasen. Dadurch kann die Kühl-

wirkung gesteigert oder die Anzahl bisher notwendiger Filmkühlbohrungen reduziert wer-

den.  

Ziel dieser Arbeit ist es, eine Dichtung mit definierter Öffnung entlang des Spaltes thermisch 

bei unterschiedlichen Sperrluftmassenströmen zu untersuchen. Mit dem Ziel, die Ablösenei-

gung der definiert ausgeblasenen Sperrluft zu reduzieren und die Kühlwirkung zu erhöhen, 

wird in einem zweiten Schritt der Midpassage-Gap geometrisch optimiert und erstmalig ther-

misch bei unterschiedlichen Sperrluftmassenströmen analysiert.  

Die Untersuchungen finden experimentell an einer ebenen Turbinenkaskade statt, deren Auf-

bau, neben den Midpassage-Gap-Dichtungs- und Geometrievarianten, ausführlich in Kapitel 

3 beschrieben wird. Mithilfe des Superpositionsprinzips der Filmkühlung können sowohl 

der Wärmeübergang mit Filmkühlung als auch die adiabate Filmkühleffektivität bestimmt 

werden. Die Einhaltung aller relevanten dimensionslosen Kennzahlen garantiert die Über-

tragbarkeit der Ergebnisse auf eine reale Maschine. Besonders zu erwähnen ist, dass das 

Dichteverhältnis, wie in der realen Maschine, durch einen Temperaturunterschied zwischen 

Heißgas und Sperrluft eingestellt werden soll und damit alle thermodynamischen Effekte 

implizit berücksichtigt werden. Neben einer flächigen Erfassung der Filmkühlgrößen auf der 
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Seitenwand ist es mit dem Aufbau möglich, die Filmkühlgrößen auch im Bereich der Schau-

felfüße und damit einer hochgradig dreidimensionalen Oberfläche zu erfassen (Abschnitt 

4.1). Dies erlaubt zum ersten Mal eine experimentelle Analyse des vermuteten Phantomkühl-

effekts auf der Schaufelsaugseite durch aus dem Midpassage-Gap ausgeblasener Sperrluft. 

Um flächig hochaufgelöste Filmkühlgrößen mittels des Superpositionsprinzips der Filmküh-

lung ermitteln zu können, ist eine ebenso flächig hochaufgelöste Temperaturmessung erfor-

derlich. Diese erfolgt mittels Infrarotthermographie. Die in hohem Maße dreidimensionale 

Oberfläche, in Kombination mit der begrenzten optischen Zugänglichkeit, führt dazu, dass 

gewisse Bereiche nur unter sehr großen Sichtwinkeln erfasst werden können. Hier liegt eine 

starke Sichtwinkelabhängigkeit der Emissivität der Oberfläche vor. Wie in Unterabschnitt 

2.4.2 erläutert, wird dies in bisherigen Kalibrierverfahren nicht oder nur unzureichend be-

rücksichtigt. Aus diesem Grund wird ein bestehendes Kalibrierverfahren diesbezüglich er-

weitert und validiert (Abschnitt 4.2). Dieses erweiterte Verfahren ermöglicht eine flächige 

Messung der Oberflächentemperatur mittels Infrarotthermographie unter sehr großen Sicht-

winkeln. 

Mit dem Prüfstand und erweiterten Messverfahren erfolgt in einem ersten Schritt als Refe-

renz die Untersuchung eines jeweils komplett offenen und abgedichteten Midpassage-Gap 

ohne geometrische Modifikationen. Anschließend werden neu entwickelte Spaltvarianten 

untersucht. In Kapitel 5 erfolgt auf Basis der gewonnenen Filmkühlgrößen ein umfangrei-

cher thermischer Vergleich der optimierten Varianten mit den Referenzgeometrien, sowohl 

auf der Seitenwand als auch im Bereich des saugseitigen Schaufelfußes. Damit liegt eine 

umfassende thermische Bewertung der optimierten Varianten vor. Die abschließende Aus-

wertung der Messdaten entlang von Stromlinien und der Vergleich mit einfachen Korrelati-

onen liefern wertvolle Informationen für die thermische Auslegung zukünftiger Maschinen. 

 



 

 

3 Experimenteller Aufbau und eingesetzte Messtechnik 

Die experimentelle Analyse des Kühlpotentials der durch den Midpassage-Gap ausgeblase-

nen Kühl- beziehungsweise Sperrluft4 erfolgt an einer Turbinenkaskade. Ziel dieses Kapitels 

ist die Beschreibung der erforderlichen Infrastruktur zum Betrieb der Turbinenkaskade so-

wie der Turbinenkaskade selbst, die eingesetzte Messtechnik und eine Charakterisierung des 

Prüfstands. Zudem werden die entwickelten Midpassage-Gap-Varianten vorgestellt. 

3.1 Versuchsaufbau 

Die verwendete Turbinenkaskade sowie ein Großteil der erforderlichen Infrastruktur wurden 

im Rahmen des Projekts COORETEC-Turbo2020, Teilvorhaben 3.2.4 (Kneer et al. (2015)) 

des Forschungsverbunds AG Turbo aufgebaut. Für das Projekt ECOFlex-Turbo, Teilvorha-

ben 3.3.1 erfolgte eine umfangreiche Überarbeitung und Anpassung, welche die Ausgangs-

basis für die in dieser Arbeit dargestellten Untersuchungen bildet. Aus diesem Grund sind 

die nachfolgenden Inhalte und Ergebnisse teilweise schon in ähnlicher Form im Abschluss-

bericht des Projekts ECOFlex-Turbo, Teilvorhaben 3.3.1 (Schmid et al. (2021b)) veröffent-

licht. 

3.1.1 Infrastruktur 

Zur Durchführung von Messungen an der Turbinenkaskade, unter Berücksichtigung aller 

Anforderungen zur Erzielung maschinenübertragbarer Ergebnisse, ist eine umfangreiche 

Infrastruktur erforderlich (Abbildung 3.1). Neben der Heißgas- und Kühlluftversorgung 

wird ein temperierbarer Kühlwasserkreislauf benötigt.  

Bei dem Heißgasstrang handelt es sich um einen offenen Windkanal. Ein Luftmassenstrom 

von bis zu 𝑚̇ = 2,7 kg/s wird aus der Umgebung über einen Radialverdichter angesaugt 

und maximal um ein Druckverhältnis von 𝜋 =  1,5 verdichtet. Anschließend wird die Luft 

mittels einer elektrischen Heizung mit einer Spitzenleistung von 450 kW auf eine Heißgas-

temperatur von bis zu 𝑇Hg = 425 K erwärmt. Die Heizung besteht aus 30 Heizpatronen. Am 

Austritt jeder Heizpatronen befindet sich ein Thermoelement. Darüber wird die Temperatur 

der austretenden Luft gemessen und mittels eines Reglers die Leistung der jeweiligen Heiz-

patrone separat geregelt. Dadurch wird bereits am Austritt der Heizung eine sehr homogene 

Temperaturverteilung innerhalb des Heißgasstroms erreicht. Zur weiteren Homogenisierung 

des Temperatur- aber auch des Geschwindigkeitsprofils schließen sich an die Heizung ein 

statischer Mischer sowie Siebe an. Anschließend folgt eine Düse, welche mit einem Kon-

traktionsverhältnis von 10:1 den Strömungsquerschnitt auf den rechteckigen Eintritts- 

                                                 
4 Da der Fokus dieser Untersuchungen auf der Kühlwirkung der aus dem Midpassage-Gap ausgeblasenen 

Sperrluft liegt, wird diese nachfolgend als Kühlluft bezeichnet. 
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querschnitt der Turbinenkaskade (500 ∙ 100 mm2) reduziert. Durch diese Maßnahmen liegt 

am Eintritt der Messstrecke eine turbulenzarme Strömung (𝑇𝑢 ≈ 1,3% (Pütz (2018))) mit 

einem näherungsweise blockförmigen Temperatur- und Geschwindigkeitsprofil vor. Im An-

schluss an die Messstrecke, welche in Unterabschnitt 3.1.2 detailliert beschrieben wird, be-

findet sich ein Diffusor, um den statischen Druck am Austritt der Turbinenkaskade abzusen-

ken und so die erforderliche Abströmmachzahl zu erreichen. Über einen Kamin wird die 

Luft an die Umgebung zurückgeführt. 
 

 

Abbildung 3.1: Schematischer Aufbau des Versuchsstands mit Infrastruktur 

Die Kühlluft für den Versuchsstand wird vom Mitteldrucknetz des Instituts für thermische 

Strömungsmaschinen (ITS) bei einem Druck von 𝑝 = 9 bar zur Verfügung gestellt. Diese 

muss gekühlt werden, um die Versuche bei maschinenähnlichen Bedingungen durchführen 

zu können. Dazu wird die Luft zuerst in einem Adsorptionstrockner auf eine Taupunkttem-

peratur 𝑇Tau < 233 K getrocknet. Durch die Entspannung der Luft über die Radialturbine 

eines Turboladers wird die Temperatur der Kühlluft auf bis zu 𝑇Kl = 233 K abgesenkt. Die 

der Radialturbine zugeführte Luftmenge wird über zwei parallel geschaltete Vordruckventile 

mit unterschiedlichen Durchflusskoeffizienten geregelt. Über das Bypassventil kann über-

schüssige Luft abgeblasen werden. Die gekühlte Luft wird in einem Kessel gesammelt und 
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von dort über die Regelventile V3, V8 und V95 den einzelnen Ausblasemodulen der Turbi-

nenkaskade zugeführt. Über einen Kühlluftbypass wird der Druck im Kessel geregelt. Die 

abgeblasene Luft wird teilweise dem Verdichter zugeführt, um diesen und dadurch den ge-

samten Turbolader zu kühlen. Die Regelung des kompletten Kühlluftsystems erfolgt über 

eine speicherprogrammierbare Steuerung. 

Für die Anwendung des Superpositionsprinzips der Filmkühlung ist eine Temperierung der 

Messträger erforderlich. Diese erfolgt mittels Kühlwasser, welches über ein Temperiersys-

tem auf Temperaturen zwischen 𝑇Kw = 278,15…363,15 K temperiert werden kann6. Das 

Temperiersystem besitzt über eine Kältemaschine und deren Anbindung an den Sekundär-

kühlkreislauf des ITS die Möglichkeit, Wärme aus dem Kühlwasserkreislauf abzuführen. 

Über integrierte Heizelemente ist eine Wärmezufuhr möglich. 

3.1.2 Messstrecke mit Schaufelkaskade 

Bei der für die Untersuchungen verwendeten Schaufelkaskade handelt es sich um eine line-

are Kaskade, bestehend aus 3 Schaufeln und 2,56 Passagen (Abbildung 3.2). Die Schaufeln 

haben ein prismatisches Profil. Dieses wurde im Rahmen des Projektes COORETEC-

Turbo2020, Teilvorhaben 3.2.3 und 3.2.4  (Kneer et al. (2015), Krückels et al. (2015)) ent-

worfen und ist von dem realen Schaufelprofil der ersten Turbinenleitreihe einer stationären 

Gasturbine unskaliert abgeleitet. Jedoch wurde die Schaufelhöhe auf ℎ = 100 mm reduziert, 

was in etwa einer Halbierung entspricht, um den erforderlichen Heißgasmassenstrom zu re-

duzieren und die Kaskade so mit der vorhandenen Verdichterinfrastruktur betreiben zu kön-

nen. Im Rahmen der Auslegung wurde überprüft, dass keine Interaktion zwischen den beiden 

Sekundärströmungsfeldern an der jeweiligen Seitenwand stattfindet, im Mittelschnitt also 

noch eine sekundärströmungsfreie Strömung vorhanden ist (Krückels et al. (2015)). Das Pro-

fil wird axial angeströmt, die Umlenkung beträgt 70,9°, die Teilung 𝐿p = 195,4 mm. Das 

Profil hat eine Sehnenlänge von 𝐿ch = 217,2 mm, und eine axiale Sehnenlänge von 

𝐿ax = 123,62 mm (Tabelle 3.1). 

Zur Einstellung maschinentypischer Turbulenzgrade der Anströmung können in der Mess-

strecke an zwei Stellen stromauf der Schaufelkaskade Turbulenzgitter eingebracht werden 

(Position a und b in Abbildung 3.2). Um zu garantieren, dass die einzelnen Passagen der 

Schaufelkaskade periodisch durchströmt werden, sind die Wände der oberen und unteren 

nicht komplett ausgebildeten Passagen in Form von einstellbaren Leitblechen ausgeführt. 

Während der Inbetriebnahme erfolgte eine Einstellung dieser auf Grundlage von gemesse-

nen Druckverläufen entlang der Schaufeln.   

                                                 
5 Im Rahmen dieser Arbeit werden nur die Ventile V8 und V9 benötigt. 
6 Eine Erläuterung, warum dieses Verfahren zur Einstellung der unterschiedlichen Randbedingungen gewählt 

wurde, erfolgt in Abschnitt 4.1. 
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Tabelle 3.1: Profilparameter der eingesetzten Leitschaufel 

Parameter Wert 

Sehnenlänge (𝐿ch) 217,2 mm 

Axiale Sehnenlänge (𝐿ax) 123,62 mm 

Teilung (𝐿p) 195,42 mm 

Umlenkung 70,9° 

 

 

  

Abbildung 3.2: Messstrecke mit Schaufelkaskade 

Die Messstrecke ist modular aufgebaut. Der Messträger, bestehend aus den drei Schaufeln 

und der Seitenwand, kann ausgetauscht werden. Somit können Messträger mit unterschied-

lichsten Filmkühlkonfigurationen eingesetzt werden. Ebenso kann abhängig von der Art der 

Untersuchung (aerodynamisch, thermisch) der Messträger variiert werden. Direkt stromauf 

des Messträgers besteht die Möglichkeit, über ein austauschbares Ausblasemodul Kühlluft 

stromauf der Schaufelkaskade einzubringen. Im Rahmen des Projekts ECOFlex-Turbo, Teil-

vorhaben 3.3.1 wurden Messungen mit Schlitzausblasung sowie mit einem Blindmodul ohne 

Kühlluftausblasung durchgeführt. Da der Fokus dieser Arbeit auf einer Variation und Opti-

mierung des Midpassage-Gap liegt, werden hier nur Messungen mit verbautem Blindmodul 
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stromauf des Messträgers analysiert. Die zusätzliche Analyse der Interaktion von stromauf 

des Messträgers ausgeblasener Kühlluft mit dem Midpassage-Gap würde den Rahmen dieser 

Arbeit sprengen.  

3.1.3 Geometrie des Messträgers 

Die im Rahmen dieser Arbeit eingesetzten Messträger sind in Abbildung 3.3 mit den in Ta-

belle 3.1 aufgelisteten Profilparameter dargestellt. Der detaillierte konstruktive Aufbau der 

Messträger wird in Abschnitt 4.1 im Rahmen der Beschreibung des eingesetzten Verfahrens 

zur Ermittlung der Filmkühlgrößen erläutert. Der Fokus dieses Unterabschnitts liegt auf der 

Beschreibung des geometrischen Aufbaus und der Position des Midpassage-Gap. 

 

  

Abbildung 3.3: Messträger – links ohne Midpassage-Gap, rechts mit Midpassage-Gap 

(nach Schmid et al. (2021b)) 

In den Messträgern sind die beschriebenen 2,56 Passagen und 3 Schaufelprofile umgesetzt. 

An den Übergängen zwischen der Seitenwand und den Schaufeln ist bei beiden Messträgern 

umlaufend ein konstanter maschinentypischer Übergangsradius von 𝑅 = 8 mm vorhanden. 

Der linke Messträger wird für Referenzmessungen verwendet und enthält keinerlei Möglich-

keiten zur Kühlluftausblasung. Der Messträger auf der rechten Seite hat in jeder der beiden 

komplett ausgebildeten Passagen einen Spalt integriert, aus dem Kühlluft ausgeblasen  
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werden kann. Dieser Spalt stellt den in der realen Maschine vorhandenen Midpassage-Gap 

dar. In axialer Richtung erstreckt sich der Spalt von 0,1 ∙ 𝐿ax stromauf des Staupunkts bis 

0,1 ∙ 𝐿ax stromab der Hinterkante7. Über austauschbare Module kann die Geometrie des  

Midpassage-Gap variiert werden. Nachfolgend wird nun genauer auf die untersuchten Mid-

passage-Gap-Geometrien eingegangen und die Kühlluftversorgung erläutert. 

3.1.4 Geometrie des Midpassage-Gap und Plenums 

Um definierte Randbedingungen zu erhalten, erfolgt die Ausblasung durch die beiden Mid-

passage-Gaps über jeweils ein Plenum. Da die Geometrie des Midpassage-Gap variiert wer-

den soll, ist das System modular aus dem Kühlluftplenum und dem Ausblasemodul aufge-

baut (Abbildung 3.4). Die Plenumsrandbedingung am Eintritt in das Ausblasemodul wird 

durch ein Innenrohr mit kleinen Bohrungsöffnungen im Plenum sichergestellt. Durch diese 

gezielte Querschnittverengung, um etwa eine Größenordnung im Vergleich zum Querschnitt 

  

 

Abbildung 3.4: Modularer Aufbau des Midpassage-Gap und Plenums 

                                                 
7 Diese Abmessungen können nur in der oberen, für die Messung relevanten, Passage eingehalten werden. 

Konstruktionsbedingt ist der Spalt in der unteren Passage stromab gekürzt.  
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der Kühlluftzuführung, wird eine homogene Verteilung der Kühlluft über die gesamte Spalt-

länge erreicht. Eine numerische Auslegung dieses Systems und die Überprüfung der Ple-

numsrandbedingungen am Übergang zum Ausblasemodul erfolgte durch de Arcos (2019). 

Die eigentliche Geometrie des Midpassage-Gap ist im Ausblasemodul integriert, welches 

rückseitig in die dafür vorgesehene Aussparung im Messträger eingeschoben werden kann. 

Durch Einschieben eines Dichtstreifens kann der Midpassage-Gap teilweise oder ganz ver-

schlossen werden. Somit können verschiedene Geometrievarianten des Midpassage-Gap bei 

unterschiedlichen Öffnungsverhältnissen untersucht werden. Im Zuge dieser Arbeit stehen 

zwei Geometrievarianten des Midpassage-Gap (senkrecht, stromab angestellt) und drei Öff-

nungsverhältnisse (offen, verschlossen, stromauf verschlossen) zur Verfügung. Die unter-

suchten Kombinationen sind in Abbildung 3.5 abgebildet. Links ist eine heißgasseitige 

Draufsicht auf die jeweilige Spaltvariante dargestellt, rechts davon jeweils ein Schnitt durch 

den stromaufliegenden Teil des Spaltes (A-A) und den stromabliegenden Teil des Spaltes (B-

B). Der Pfad der ausgeblasenen Kühlluft ist durch graue Pfeile angedeutet. 

Wie in  Abschnitt 2.5 ausgeführt ist das Hauptziel dieser Arbeit, das Kühlpotential der durch 

den Midpassage-Gap ausgeblasenen Luft zu untersuchen und durch Anpassung der Abdich-

tung und Geometrie zu steigern. Hierfür sind in einem ersten Schritt geeignete Referenzva-

rianten erforderlich. Die Variante des senkrechten Spaltes, in der der Dichtstreifen den kom-

pletten Spalt verschließt, entspricht näherungsweise dem Idealfall einer perfekten Abdich-

tung des Midpassage-Gap (Abbildung 3.5 (a)). Da im Rahmen dieser Untersuchung das Po-

tential von Kühlluft, welche aus dem Spalt ausgeblasen wird, untersucht werden soll, ist die 

Variante mit komplett offenem Spalt als weiterer (extremer) Referenzfall naheliegend (Ab-

bildung 3.5 (b)).  

Um nun gezielt die Kühlluftausblasung zu optimieren, bleibt in einem ersten Schritt die Ge-

ometrie des Spaltes unverändert. Die stromaufliegende Hälfte wird verschlossen, während 

die stromabliegende Hälfte geöffnet bleibt (Abbildung 3.5 (c)). Hier wird der in Abschnitt 

2.3 beschriebene Ansatz einer variablen Abdichtung entlang des Spaltes verfolgt, um dem 

Eindringen von Heißgas im stromaufliegenden Teil des Spaltes entgegen zu wirken und 

gleichzeitig im stromabliegenden Teil gezielt eine Kühlwirkung zu generieren. Diese Idee 

entspricht einer Vereinfachung des von Müller et al. (2018) und van Hout (2020) vorgestell-

ten Ansatzes einer zweigeteilten Kühlluftkavität, wobei in diesem Fall die stromaufliegende 

Kavität als komplett verschlossen angesehen werden kann. Aufbauend auf den in Abschnitt 

2.3 vorgestellten Ansätzen, wird der Spalt im stromabliegenden Bereich in einem weiteren 

Schritt um 𝛾 = 45° in Strömungsrichtung des Heißgases geneigt (Abbildung 3.5 (d)). Ziel 

ist es, die Ablöseneigung zu verringern und dadurch die Kühlwirkung zu verbessern. In nu-

merischen Vorstudien (de Arcos (2019)) konnte das mögliche Potential dieser Optimierun-

gen aufgezeigt und davon ausgehend sowohl die Idee des stromauf verschlossenen Spaltes  

(Schneider et al. (2019)) als auch die des geneigten Spaltes (Schmid et al. (2021c)) in Form 

einer Patentanmeldung veröffentlicht werden. 
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Draufsicht Schnitt A-A Schnitt B-B 

(a) senkrecht – verschlossen 

 
  

(b) senkrecht – offen 

 
  

(c) senkrecht – stromauf verschlossen 

 
  

(d) stromab angestellt – stromauf verschlossen 

 
  

Abbildung 3.5: Untersuchte Varianten des Midpassage-Gap (MPG)  

(Schmid et al. (2021b) erweitert) 
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Die Abmessungen des Ausblasemoduls sind in Abbildung 3.6 exemplarisch für den ver-

schlossenen, senkrechten Spalt in einer vergrößerten Darstellung des Schnitts A-A aus Ab-

bildung 3.5 (a) eingetragen. Sie gelten jedoch entsprechend für alle weiteren Varianten. Die 

Abmessungen wurden auf Basis von Daten aus Veröffentlichungen festgelegt und  

entsprechen maschinentypischen Geometrien. Die dargestellte Stützstruktur ist in der realen 

Maschine nicht vorhanden, war aber im Rahmen der Versuche erforderlich, um Verformun-

gen des Spaltes zu verhindern. 

 

 

   

Abbildung 3.6: Abmessungen des Midpassage-Gap (nach Schmid et al. (2021b)) 

3.2 Versuchsrandbedingungen 

Die Temperatur und der Druck am Eintritt in die erste Turbinenleitreihe einer Gasturbine 

sind zu groß, um mit diesen realen Randbedingungen mit vertretbarem Aufwand und der 

erforderlichen Messgenauigkeit Laborversuche durchzuführen. Um die Ergebnisse der 

Untersuchungen, welche bei deutlich niedrigeren Temperaturen und Drücken durchgeführt 

werden, denoch auf reale Maschinen übertragen zu können, ist es von großer Relevanz, bei 

den Versuchen die relevanten Ähnlichkeitskennzahlen einzuhalten. Heißgasseitg sind hier 

insbesondere die Reynoldszahl sowie der Turbulenzgrad von Bedeutung. Als Bezugsgröße 

für die Definition der Reynoldszahl dient die Sehnenlänge 𝐿ch der Schaufel. Um die 

Kühlluftausblasung maschinenähnlich abbilden zu können, ist es, wie in Unterabschnitt 

2.1.2 bereits erwähnt, entscheidend, dass sowohl das Massenstromverhältnis 𝑀𝐹𝑅 

beziehungsweise die Ausblaserate 𝑀 als auch das Impulsverhältnis 𝐼 zwischen Heißgas und 

Kühlluft eingehalten werden. Durch Einstellen eines maschinenähnlichen Temperatur-
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verhältnisses zwischen Heißgas und Kühlluft, was in erster Näherung dem Dichteverhältnis 

𝐷𝑅 zwischen Kühlluft und Heißgas entspricht, wird dies erreicht.  

In Tabelle 3.2 sind die Nennwerte der Versuchsparameter aufgelistet, die während aller 

Versuche konstant gehalten werden. Position 1 bezeichnet dabei immer den Zustand in der 

Eintrittsebene (Anströmung) der Schaufelkaskade, Position 2 den Zustand in der 

Austrittsebene (Abströmung). Sowohl die An- als auch Abströmung der Kaskade liegen im 

subsonischen Bereich. Der Zustand in der Eintrittsebene wird eingestellt, der Zustand in der 

Austrittsebenen ergibt sich entsprechend und variiert zwischen den einzelnen Messungen 

abhängig vom Umgebungsdruck minimal. Da die Heißgastemperatur im Versuch im 

Vergleich zur realen Maschinen deutlich abgesenkt ist, ist es, wie bereits in Unterabschnitt 

3.1.1 erwähnt, erforderlich, die Kühlluft zu kühlen, um maschinenähnliche 

Dichteverhältnisse zu erreichen. Der Turbulenzgrad wird über ein Turbulenzgitter, welches 

an Position a (siehe Abbildung 3.2) platziert ist, eingestellt. Mit dem von Kneer et al. (2015) 

nach Roach (1987) ausgelegten Turbulenzgitter beträgt der Turbulenzgrad in Anströmrich-

tung 𝑇𝑢𝑢,1 =  6,55% in der Eintrittsebene der Kaskade. 

 

Tabelle 3.2: Konstante gehaltene Strömungsparameter bei den Untersuchungen 

Parameter Wert 

Reynoldszahl Anstömung (𝑅𝑒1) 0,47 ∙ 106 

Reynoldszahl Abströmung (𝑅𝑒2) 1,5 ∙ 106 

Turbulenzgrad Anströmung in Strömungsrichtung (𝑇𝑢𝑢,1) 6,55% 

Heißgas Totaltemperatur Anströmung (𝑇t,Hg,1) 425 K 

Kühlluft Totaltemperatur (𝑇t,Kl) 270…273 K 

𝑇t,Hg,1/𝑇t,Kl ≈ Dichteverhältnis (𝐷𝑅) 1,57…1,56 

 

Neben den bereits beschriebenen unterschiedlichen Geometrien und Dichtvarianten für den 

Midpassage-Gap wird als weiterer Parameter die ausgeblasene Kühlluftmenge variert. Eine 

Beschreibung der Ausblasung über eine konstante Ausblaserate oder ein konstantes 

Impulsverhältnis ist nicht möglich. Der Grund dafür liegt in der nicht konstanten 

Druckverteilung entlang des Midpassage-Gap und dem erwarteten Heißgaseinzug in den 

Spalt. Aus diesem Grund erfolgt die Beschreibung über das Massenstromverhältnis 

 
𝑀𝐹𝑅 =

𝑚̇Kl,p

2 ∙ 𝑚̇Hg,p
. 3.1 



3.3 Eingesetzte Messtechnik 41 

 

 

Der Kühlluftmassenstrom 𝑚̇Kl,p bezeichnet dabei die durch einen Midpassage-Gap 

ausgeblasene Kühlluftmenge8. Der Heißgasmassenstrom 𝑚̇Hg,p bezieht sich immer auf eine 

Passage. Da die Schaufelhöhe im Prüfstand im Vergleich zur Maschine halbiert ist und somit 

in erster Näherung nur der halbe Heißgasmassenstrom durch eine Passage strömt, wird bei 

der Berechnung des Massenstromverhältnisses 𝑀𝐹𝑅 der Heißgasmassenstrom verdoppelt. 

Das sich aus einer Variation der Midpassage-Gap-Geometrie und der ausgeblasenen 

Kühlluft ergebende Versuchsprogramm ist in Tabelle 3.3 dargestellt.9 Alle Midpassage-

Gap-Varianten werden bei vier unterschiedlichen Massenstromverhältnissen untersucht. 

Eine Ausnahme stellt der komplett verschlossene Spalt da. Da es hier nicht möglich ist, die 

entsprechenden Massenströme auszublasen, wird, neben keiner Kühlluftausblasung, 

derselbe Druck im Plenum wie für den komplett offenen, senkrechten Spalt beim höchsten 

Massenstromverhältnis eingestellt. Durch eine Analyse des sich einstellenden 

Kühlluftmassenstroms ist es möglich zu beurteilen, wie nahe diese Spaltkonfiguration an der 

einer perfekten Abdichtung, bei vergleichbaren Randbedingungen wie bei den anderen 

Spaltvarienten, liegt. 

Tabelle 3.3: Durchgeführte Untersuchungen 

Midpassage-Gap (MPG) Massenstromverhältnis (𝑴𝑭𝑹) 

Kein MPG (Messträger ohne MPG) - 

MPG senkrecht – offen 0%, 0,25%, 0,5%, 1% 

MPG senkrecht – verschlossen 0%, 1%* 

MPG senkrecht – stromauf verschlossen 0%, 0,25%, 0,5%, 1% 

MPG stromab angestellt – stromauf verschlossen 0%, 0,25%, 0,5%, 1% 

* Äquivalenter Druck im Plenum wie bei der Ausblasung mit der Konfiguration senkrecht – offen 

3.3 Eingesetzte Messtechnik 

Zur Erfassung der Oberflächentemperaturen auf der Messplatte, welche später zur Ermitt-

lung der Filmkühlgrößen benötigt werden, sowie zur Einstellung und Überwachung des Be-

triebspunktes wird diverse Messtechnik benötigt.  

                                                 
8 Die Angabe dieses Massenstromverhältnisses bezieht sich immer auf die obere der beiden komplett ausge-

bildeten Passagen mit dem komplett ausgebildeten Midpassage-Gap. In der unteren Passage mit dem stromab 

gekürzten Midpassage-Gap wird der gleiche Plenumsdruck wie im Plenum des Midpassage-Gap in der obe-

ren Passage eingestellt. 

 
9 Im Rahmen des Projekts ECOFLEX 3.3.1 wurden noch weiterer Parametervariationen durchgeführt, welche 

im Rahmen dieser Arbeit nicht besprochen werden sollen. 
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3.3.1 Infrarotthermographie 

Die flächig aufgelöste Messung der Oberflächentemperatur auf der Messplatte erfolgt mit-

tels der Infrarotmesstechnik. Hierfür kommt eine Infrarotkamera vom Typ VarioCAM hr 

head 720 mit einer Auflösung von 640 ∙ 480 Pixel2 zum Einsatz. Bei dem Detektor der Ka-

mera handelt es sich um ein ungekühltes Mikrobolometer-Focal-Plane-Array, welches im 

Wellenlängenbereich von 𝜆D = 7,5…14 μm sensitiv ist. Aufgrund des langwelligen Spekt-

ralbereichs ist der Mikrobolometerdetektor bei Oberflächentemperaturen 𝑇O <  500 𝐾 Ka-

meras mit gekühlten, kurzwelligen (𝜆D = 3…5 μm) Photonendetektoren bezüglich der 

Empfindlichkeit überlegen (Kneer (2017)). Das Mikrobolometer stellt somit für die im Ver-

such maximal zu erwartenden Oberflächentemperaturen von 𝑇O = 425 K die geeignete Lö-

sung dar. 

Die Kamera ist mit einem Teleobjektiv mit einer Brennweite von 50 mm ausgestattet. Eine 

Sonderfunktion zur Nahfokussierung erlaubt eine Reduktion der Naheinstellgrenze auf etwa 

450 mm. Bei den Messungen liegt der Abstand im Mittel bei etwa 550 mm. Bei diesem 

Abstand wird ein Bereich von 135 ∙ 175 mm2 auf dem Detektor abgebildet und es ergibt 

sich eine räumliche Auflösung von etwa 3,5 Pixel/mm. Vorgängerarbeiten (Kneer et al. 

(2016), Kneer (2017)) haben gezeigt, dass diese Auflösung ausreichend ist, um mit diesem 

Versuchsaufbau lokal aufgelöste Filmkühluntersuchungen durchzuführen. Zur Erhöhung der 

Schärfentiefe kommt eine Blende zum Einsatz10. 

Um Spiegelungen zu vermeiden und ein möglichst hohes Strahlungssignal zu bekommen, 

ist es erforderlich, die Messplatte mit einem diffus strahlenden (matten) Lack mit möglichst 

hoher Emissivität zu beschichten. Hierfür kommt der Lack NEXTEL-Velvet-Coating 811-

21 9218 zum Einsatz. Dieser besitzt in einem Sichtwinkelbereich von |𝜃| = 0… .50° eine 

Emissivität von 𝜀 = 0,95…0,97. Für höhere Sichtwinkel ist ein starker Abfall zu beobach-

ten. Die Abhängigkeit der Emissivität von der Temperatur kann im relevanten Oberflächen-

temperaturbereich 𝑇O = 293…425 K vernachlässigt werden. Die Wärmeleitfähigkeit des 

Lackes liegt im Bereich von 𝜆 = 0,19…0,20 W/m ∙ K. (Lohrengel und Todtenhaupt 

(1996)) Der Lack wird mittels Druckluftspritzen mit einer mittleren Schichtdicke von 80 μm 

auf den Messträger aufgebracht. Zur Kalibrierung der Infrarotmessungen sind in der Ober-

fläche der Messplatte 53 Mantelthermoelemente vom Typ K mit einem Durchmesser von  

𝑑 = 0,25 mm eingebettet. Details zum Aufbau der Messplatte folgen in Abschnitt 4.1. 

Der gesamte Messaufbau zur Durchführung der Infrarotmessungen ist in Abbildung 3.7 dar-

gestellt. Als optischer Zugang am Prüfstand kommen zwei Scheiben aus Zinkselenid zum 

Einsatz. Diese haben im Wellenlängenbereich der Kamera eine nahezu konstante, tempera-

turunabhängige Transmissivität von 𝜏 ≅ 0,7 (Klein et al. (1986), Korth Kristalle (2021)). 

Durch den Einsatz einer Antireflexbeschichtung wird diese im Wellenlängenbereich von 

                                                 
10 Die Kamera besitzt 3 integrierte auswählbare Blendenstufen, welche nicht näher spezifiziert sind. Im Rah-

men dieser Messungen kommt die mittlere Stufe zum Einsatz. 
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𝜆 = 8…12 μm auf  𝜏 ≥ 0,95 angehoben. Durch beide Scheiben ist der komplette Messbe-

reich in Form der Seitenwand und der Schaufelfüße der oberen Schaufelpassage (Abbildung 

3.2) ohne Umbaumaßnahmen abdeckbar. Hierfür sind 14 Kamerapositionen aus unter-

schiedlichen Positionen und Blickwinkeln erforderlich. Bei der Auswahl der Kamerapositi-

onen ist darauf zu achten, dass die Spiegelung der Kamera in den optischen Zugängen nicht 

im Bildbereich liegen. Aufgrund der begrenzten optischen Zugänglichkeit und der komple-

xen dreidimensionalen Oberfläche gibt es Bereiche, die nur mit einem Sichtwinkel  

|𝜃| > 50° abgebildet werden können. In diesen Bereichen ist die Emissivität nicht mehr 

konstant und muss winkelabhängig korrigiert werden, um die Infrarotaufnahmen kalibrieren 

zu können. Das hierzu neu entwickelte Verfahren wird in Abschnitt 4.2 vorgestellt.  

 

 

Abbildung 3.7: Messaufbau der Infrarotkamera mit Industrieroboter 
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Zur schnellen, wiederholgenauen Positionierung der Kamera kommt ein Industrieroboter 

vom Typ KUKA KR 8 R1620 HP mit einer maximalen Traglast von 8 kg und einer maxima-

len Reichweite von 1620 mm zum Einsatz.  

3.3.2 Druck-, Temperatur- und Massenstrommesstechnik 

Neben den in den Messplatten eingeklebten Mantelthermoelementen sind noch weitere Man-

telthermoelemente vom Typ K mit einem Durchmesser von 𝑑 = 0,25 mm und 𝑑 = 0,5 mm 

mit einer Genauigkeit von ±1,5 𝐾 (DIN 60584-1 (2014)) im Einsatz. Zum Auslesen der 

Thermospannungen kommt ein SCXI-System von National Instruments mit fünf Anschluss-

blöcken vom Typ 1303 mit jeweils 32 Kanälen zum Einsatz. Die Digitalisierung erfolgt mit 

einer 6035-E PCI-Karte mit einer Auflösung von 16 Bit. Als Absoluttemperaturreferenz 

dient eine Eiszelle vom Typ 9101 Zero-Point Dry-Well von Hart Scientific mit einer Tem-

peraturstabilität von 0,005 K. Das erste Thermoelement eines jeden der fünf Anschlussblö-

cke befindet sich in der Eiszelle. Durch einen Offsetabgleich aller Thermoelemente relativ 

zum Heißgasthermoelement wird die Abweichung der Thermoelemente zueinander deutlich 

minimiert. 

Zur Relativ- beziehungsweise Differenzdruckmessung stehen mehrere Pressure Scanner 

von Pressure Systems mit unterschiedlichen Druckmessbereichen zur Verfügung. Darunter 

befindet sich ein 98RK-1 Interface-Rack mit mehreren Einschüben sowie ein 9016 Scanner 

und ein 9116 Scanner. Die Genauigkeiten der verwendeten Druckmessbereiche sind in Ta-

belle 3.4 dargestellt. Zur Erreichung dieser Genauigkeit ist ein Nullpunktabgleich vor jeder 

Messung erforderlich. 

 

Tabelle 3.4: Genauigkeit Pressure Scanner 

Messbereich Genauigkeit 

2,5 kPa (10‘‘WC) ±3,75 Pa 

34 kPa (5 psi) ±17 Pa 

 

Der Umgebungsdruck wird mit einem Absolutdrucksensor Setra Modell 270 mit einer Ge-

nauigkeit von ±17 Pa aufgezeichnet. Der Höhenunterschied zwischen der Position des 

Umgebungsdrucksensors und des Versuchsaufbaus wird dabei berücksichtigt. 

Zur Messung der Kühlluftmassenströme kommen thermische Massenstromsensoren von CS 

Instruments vom Typ VA520 mit einer Genauigkeit von ±1% vom Messwert und ±0,3% 

vom Endwert zum Einsatz. Der Endwert der eingesetzten Sensoren für die Midpassage-Gap-

Kühlluftmassenströme beträgt 𝑚̇ = 29,7 g/s. Die Digitalisierung des 4…20 mA Signales 

erfolgt mittels einer Beckhoffklemme vom Typ KL3122 mit 16 bit. 
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3.3.3 Betriebspunktermittlung Heißgas und Kühlluft 

Die Anordnung der Messstellen in der Messstrecke zur Einstellung und Überwachung des 

heißgasseitigen Betriebspunktes sind in Abbildung 3.8 schematisch dargestellt. An der Stelle 

0 stromauf des Turbulenzgitters ist eine Totaldruck-/Totaltemperatursonde mit statischer 

Wanddruckbohrung angebracht. Die Totalgrößen werden dabei in der der Mitte des Kanals 

(z-Richtung) gemessen. Aus den Größen lässt sich die Heißgasreynoldszahl an der Stelle 0 

ermitteln, welche mit sehr guter Näherung der Reynoldszahl an der Eintrittsebene in die 

Kaskade (Stelle 1) entspricht11. Ebenso kann der Massenstrom hieraus ermittelt werden. Um 

die Genauigkeit zu erhöhen, wird das Strömungsprofil an der Sondenposition im Vorfeld 

gemessen. Es zeigt sich, dass die Grenzschicht vernachlässigt werden kann. Die Abwei-

chung des Massenstroms verglichen mit einem Blockprofil liegt bei etwa 1%. Dies wird in 

der folgenden Fehlerrechnung berücksichtigt. Um die Strömungsgrößen am Eintritt in die 

  

 

Abbildung 3.8: Messstellen an der Messstrecke mit Schaufelkaskade zur Überwachung des 

Betriebspunktes (nach Schmid et al. (2021b)) 

                                                 
11 Hierfür wird angenommen, dass sich die dynamische Viskosität von 0 nach 1 nicht ändert. Dies ist gerecht-

fertigt, da unter Annahme eines adiabaten Prüfstands die Änderung der statischen Temperatur der Heißgas-

strömung von 0 nach 1 kleiner als 0,2 K ist und die Temperaturabhängigkeit der dynamischen Viskosität im 

relevanten Temperaturbereich nur etwa 0,17%/K beträgt. 
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Kaskade (1) zu ermitteln, wurde im Vorfeld experimentell der Druckabfall über das Turbu-

lenzgitter als Funktion des dynamischen Druckes 𝑝d,0 an der Stelle 0 bestimmt. Zusätzlich 

wird stromab des Turbulenzgitters der statische Druck 𝑝s,1∗ gemessen. Daraus ergibt sich 

 𝑝t,1 = 𝑝t,0 − 𝑓(𝑝d,0),         𝑝𝑠,1 = 𝑝t,1 − 𝑝d,0 ∙
𝑝s,0
𝑝s,1∗

,      𝑇t,1 ≈ 𝑇t,0. 3.2 

Für den statischen Druck an der Stelle 1 wird dabei nicht der gemessene Druck verwendet, 

sondern dieser aus dem Totaldruck unter Zuhilfenahme des gemessenen Druckes berechnet. 

Dadurch sind die Werte für den Totaldruck 𝑝t,1 und den statischen Druck 𝑝s,1 an der Stelle 

1 konsistent. Ungenauigkeiten in der Korrelation für den Totaldruck 𝑝t,1 wirken sich auf 

beide Werte aus. Am Austritt der Kaskade (Stelle 2) befindet sich eine statische Wanddruck-

bohrung. Unter der Annahme einer isentropen Beschleunigung in der Kaskade lassen sich 

so alle weiteren Strömungsgrößen an der Stelle 2 ermitteln.  

Zur Überwachung und Einstellung der Kühllufttotaltemperatur 𝑇t,Kl befindet sich am Eintritt 

jedes Kühlluftplenums eine Totaltemperatursonde. Des Weiteren sind entlang des Spaltes, 

am Übergang zwischen Ausblasemodul und Kühlluftplenum, bei jedem Midpassage-Gap 

drei statische Druckmessstellen und drei Totaltemperaturmesstellen angebracht, um die 

Kühllufttemperatur zu überwachen und Interaktionen zwischen Midpassage-Gap und Heißa-

gas zu detektieren (Abbildung 3.4). 

Mit dieser Instrumentierung lässt sich der Betriebspunkt, bei welchem die Messungen durch-

geführt werden, mit den in Tabelle 3.5 angegeben Unsicherheiten einstellen. Details zu den 

Eingangsgrößen der Fehlerbetrachtung finden sich im Anhang in Abschnitt A1. 

 

Tabelle 3.5: Unsicherheiten in der Betriebspunktbestimmung (nach Schmid et al. (2021b)) 

Betriebsgröße Nennwert Unsicherheit 

Heißgas 

𝑇t,1 425 K ≤  0,35 % (1,5 K) 

𝑅𝑒1 470.000 ≤  1,3 % 

Kühlluft  

𝑇t,Kl 270…273 K ≤  0,55 % (1,5 K) 

𝑀𝐹𝑅 0…1% ≤  3,8% 
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3.4 Versuchsstandscharakterisierung 

Der Versuchsstand inklusive Messstrecke mit Schaufelkaskade wurde im Rahmen des Vor-

habens COORETEC-Turbo2020, Teilvorhaben 3.2.4 umfangreich aerodynamisch charakte-

risiert. Pütz et al. (2015) analysierten die Temperatur- und Geschwindigkeitsverteilung der 

Anströmung der Schaufelkaskade über Sondenmessungen. Mittels statischen Wanddruck-

bohrungen konnte die Druckverteilung auf den Schaufeln und der Seitenwand gemessen und 

so die Periodizität der Strömung in den einzelnen Schaufelpassagen nachgewiesen werden. 

Über Ölanstrichuntersuchungen konnte das Sekundärströmungsfeld genauer analysiert wer-

den. Mittels Laser-Doppler-Anemometrie konnten Schmid et al. (2018) tiefergehende Ein-

blicke in das Strömungsfeld der An- und Abströmung der Schaufelkaskade gewinnen und 

die numerischen Ergebnisse von Krückels et al. (2015) bestätigen, dass keine Interaktion 

zwischen den Sekundärströmungsfeldern der beiden gegenüberliegenden Seitenwände vor-

liegt. Ebenso konnte im Rahmen des Vorhabens gezeigt werden, dass mit dem Aufbau er-

folgreich Untersuchungen des Wärmeübergangs und der Filmkühleffektivität auf ebenen 

und konturierten Seitenwänden möglich sind (Kneer et al. (2014, 2015, 2016), Hummel et 

al. (2015), Kneer (2017), Pütz (2018)). 

Im Rahmen dieser Arbeit sind nun ergänzend Übergangsradien zwischen Seitenwand und 

Schaufeln vorhanden. In Untersuchungen von Haber (2020) wurde die Auswirkung der 

Übergangsradien auf das Strömungsfeld abgeschätzt. Es konnte kein nennenswerter Einfluss 

auf globale Strömungsgrößen, wie Heißgasmassenstrom oder –reynoldszahl, festgestellt 

werden.  

Des Weiteren erfolgte eine Optimierung der Temperaturregelung der elektrischen Heizung. 

Aus diesem Grund wurden erneut Messungen der zeitlichen Stabilität der Betriebsbedingun-

gen des Prüfstands und der Anströmprofile vorgenommen. Die Anströmprofile wurden mit-

tels einer traversierbaren Totaldruck-/Totaltemperatursonde mit statischer Wanddruckboh-

rung über die Kanalhöhe (z-Richtung) gemessen (Abbildung 3.9). Die Traversierung erfolgte 

an drei Positionen (unten, mitte, oben) eine halbe axiale Sehnenlänge (𝑥 = −𝐿ax/2) strom-

auf des Staupunktes.  

In Abbildung 3.10 sind die Totaltemperaturverläufe über die normierte Schaufelhöhe an den 

drei Traversierpositionen aufgetragen. In grau dargestellt sind die Verläufe, welche vor der 

Optimierung der Heizungsregelung aufgenommen wurden, in schwarz die Verläufe nach 

den Optimierungsmaßnahmen. Es zeigt sich, dass durch die Optimierungen sowohl die Ab-

weichung vom Mittelwert im Bereich der Freiströmung von Δ𝑇t = ±1,5 K auf Δ𝑇t =

±0,5 K, als auch die Asymmetrie der Profile reduziert werden konnten.  

Die Geschwindigkeitsprofile über die normierte Schaufelhöhe an den drei Traversierpositi-

onen, normiert mit der aus den Messdaten der Betriebspunktesonde ermittelten Geschwin-

digkeit 𝑢0, sind in Abbildung 3.11 dargestellt. Hier zeigt sich die Stromaufwirkung der 

Schaufelkaskade. Die Geschwindigkeiten direkt stromauf des Staupunkts (mitte) sind 
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Abbildung 3.9: Positionen der Sondentraversen (nach Schmid et al. (2021b)) 

 

Abbildung 3.10: Totaltemperaturverlauf über die Kanalhöhe (nach Schmid et al. (2021b), 

alte Werte aus Pütz et al. (2015)) 
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geringer, verglichen mit den anderen beiden Sondenpositionen. Die Messergebnisse an den 

anderen beiden Sondenpositionen (oben, unten) unterscheiden sich ebenfalls voneinander. 

Dies lässt sich dadurch erklären, dass sich die Sonde in der unteren Passage im Vergleich 

zur oberen Passage nicht direkt in der Passagenmitte befindet sondern bei 𝑦 = −0,72 ∙ 𝐿p. 

Des Weiteren hat sich, im Vergleich zur stromauf des Turbulenzgitters liegenden Betriebs-

punktsondenposition (vergleiche Unterabschnitt 3.3.3), eine ausgeprägte Grenzschicht ein-

gestellt. 

 

  

Abbildung 3.11: Normierte Geschwindigkeit über die Kanalhöhe  

(nach Schmid et al. (2021b)) 

Da das Anfahren aller 14 Kamerapositionen mittels des Industrieroboters etwa 15 min in 

Anspruch nimmt, ist neben bekannten Anströmbedingungen auch eine hohe zeitliche Stabi-

lität des Betriebspunktes erforderlich. Aus diesem Grund wurden in einer separaten  

Untersuchung aller relevanten Prüfstandsparameter über eine Zeitdauer von einer Stunde mit 

einer Frequenz von 1 Hz aufgezeichnet. Die Messdaten in Tabelle 3.6 zeigen ein sehr stabi-

les zeitliches Verhalten. Die Schwankungen liegen deutlich unterhalb der Messunsicherhei-

ten der Betriebspunktgrößen (Tabelle 3.5). Der Prüfstand ist damit für die Durchführung der 

thermischen Messungen geeignet. 
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Tabelle 3.6: Betriebspunktstabilität von Heißgas und Kühlluft (nach Schmid et al. (2021b)) 

Betriebsgröße Nennwert Schwankung 

Heißgas 

𝑇t,1 425 K 0,3 K (0,07%) 

𝑅𝑒1 470.000 1.830 (0,4%) 

Kühlluft  

𝑇t,Kl 270…273 K 0,4 K (0,15%) 

𝑀𝐹𝑅 1% 0,009%P (0,9%) 

𝑀𝐹𝑅 0,5% 0,004%P (0,8%) 

𝑀𝐹𝑅 0,25% 0,003%P (1,2%) 

 



 

 

4 Ermittlung des Wärmeübergangs und der adiabaten 

Filmkühleffektivität 

Im vorherigen Kapitel wurde der für die experimentellen Untersuchungen verwendete Prüf-

stand charakterisiert, die Geometrie der Schaufelkaskade mit Midpassage-Gap beschrieben 

und die verwendete Messtechnik vorgestellt. In diesem Kapitel soll darauf aufbauend das 

Vorgehen zur Ermittlung der flächigen Verteilung des Wärmeübergangs sowie der adiabaten 

Filmkühleffektivität auf der Seitenwand sowie dem Übergangsbereich zu den Schaufeln er-

läutert werden.  

Zur Ermittlung der Filmkühlgrößen kommt das vorgestellte Superpositionsprinzip der Film-

kühlung zum Einsatz. Dies erfordert Messungen bei zwei unterschiedlichen thermischen 

Randbedingungen. Die sich daraus ergebenden Besonderheiten bezüglich des Aufbaus der 

Messträger werden in einem ersten Schritt beschrieben. Anschließend wird die Weiterent-

wicklung eines In-Situ-Kalibrierverfahrens für Infrarotdaten vorgestellt, welches auch unter 

großen Sichtwinkeln, wie sie bei Aufnahmen im Übergangsbereich zu den Schaufeln vorlie-

gen, eine Kalibrierung mit akzeptablem Fehler ermöglicht. Abschließend erfolgt eine Be-

schreibung und Bewertung des gesamten Mess- und Auswertevorgangs zur Ermittlung der 

Filmkühlgrößen. 

4.1 Aufbau der Messträger 

Von den in Unterabschnitt 2.4.1 vorgestellten Möglichkeiten zur Einstellung der unter-

schiedlichen thermischen Randbedingungen kommt in diesem Fall die Variante mit Wasser-

kühlung zum Einsatz. Der Vorteil gegenüber zwei Messträgern aus unterschiedlichen Mate-

rialen ist, dass pro Geometrie zum einen nur ein einziger Messträger aufwendig gefertigt und 

instrumentiert werden muss und zum anderen die thermischen Randbedingungen flexibel 

eingestellt werden können. Die Variante mit Heizfolie scheidet aufgrund der komplexen 

Bauteilgeometrie aus.  

In Abbildung 4.1 ist beispielhaft der Messträger ohne Midpassage-Gap im Schnitt darge-

stellt. Herzstück des Messträgers ist die Messplatte aus Ti6Al4V12. Auf der heißgaszuge-

wandten Seite sind, wie bereits erwähnt, 53 Mantelthermoelemente vom Typ K mit einem 

Durchmesser von 𝑑 = 0,25 mm zur Kalibrierung der Infrarotaufnahmen in Nuten einge-

klebt. Als Kleber wurde ein thermisch leitender, temperaturbeständiger Epoxidkleber 

(Duralco 132) verwendet, dessen Wärmeleitfähigkeit 𝜆 ≈ 5,7 W/(m ∙ K) beträgt (Cotronics 

(2008)) und somit nur etwa 20% unter der des Messplattengrundwerkstoffs Ti6Al4V liegt. 

Der schwarze Infrarotlack (NEXTEL-Velvet-Coating 811-21 9218) ist nicht dargestellt. In 
 

                                                 
12 Der Grund, warum Ti6Al4V als Messplattenwerkstoff gewählt wurde, ergibt sich aus der Fehlerrechnung 

in Abschnitt 4.4. 
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Abbildung 4.1: Aufbau des Messträgers 

der Rückseite der Messplatte ist eine Kavität eingebracht. Diese wird von Kühlwasser durch-

strömt und ermöglicht somit durch unterschiedliche Kühlwassertemperaturen das Einstellen 

der verschiedenen thermischen Randbedingungen für das Superpositionsprinzip. Die Kühl-

wasserzu- und -abfuhr erfolgt über Anschlüsse im Deckel, welcher die Kühlwasserkavität 

abdichtet. Auf der Kühlwasserseite der Messplatte sind 20 weitere Mantelthermoelemente 

vom Typ K mit einem Durchmesser von 𝑑 = 0,5 mm zur Erfassung der kühlwasserseitigen 

Temperaturverteilung eingebettet. Da bei den Messungen ebenfalls der Übergangsbereich 

von Seitenwand zu Schaufel und die Schaufelfüße miterfasst werden sollen, ist ein Teil des 

Schaufelprofils in die Messplatte integriert. Die integrierte Höhe beträgt 30 mm  

(𝑧/ℎ = 0,3). Der Wert wurde so gewählt, dass der Abdruck des Passagenwirbels auf der 

Saugseite noch im Messbereich liegt (Pütz et al. (2015), Schmid et al. (2018)). Die restliche 

Kanalhöhe füllt ein Schaufelprofil aus Aluminium aus. Der gesamte Messträger ist in einem 

Rahmen montiert, welcher die Fixierung in der Messsstrecke ermöglicht. Die Messplatte ist 

vom Rahmen und den Aluminiumschaufeln durch Isolationselemente aus hochtemperatur-

beständigem Kunststoff (Polyetheretherketon (PEEK)) isoliert, dessen Wärmeleitfähigkeit 

𝜆 ≈ 0,25 W/(m ∙ K) beträgt (KTK Kunststofftechnik (2018)). Das Ausblasemodul des Mi-

dpassage-Gap bei der Messplatte mit Midpassage-Gap ist aus hochtemperaturbeständigem 

Kunststoff gedruckt und isoliert somit diesen von der Messplatte. Dadurch sind alle Flächen 

der Messplatte, an denen keine Temperatur gemessen wird, näherungsweise adiabat und  
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somit die thermischen Randbedingungen an allen Oberflächen bekannt. Dies ist für den Aus-

wertevorgang, welcher in Abschnitt 4.3 beschrieben wird, zwingend erforderlich. 

Um mittels der eingebetteten Thermoelemente eine In-Situ-Kalibrierung der Infrarotaufnah-

men durchführen zu können, ist aufgrund des begrenzten optischen Zugangs und der sich 

dadurch ergebenden hohen Sichtwinkel eine Weiterentwicklung des In-Situ-Kalibrierver-

fahrens erforderlich, welches im nachfolgenden Abschnitt genauer beschrieben wird. 

4.2 In-Situ-Kalibrierung von Infrarotdaten unter großen Sichtwinkeln13 

Große Teile der Schaufelfüße und des Übergangsbereichs zwischen Schaufel und Seiten-

wand können nur unter Sichtwinkeln |𝜃| > 50° erfasst werden. In diesem Bereich kann die 

Emissivität des eingesetzten Infrarotlackes (NEXTEL-Velvet-Coating 811-21 9218) nicht 

mehr als konstant betrachtet werden, sondern weist eine starke Abhängigkeit vom Sichtwin-

kel auf (Lohrengel und Todtenhaupt (1996)). In einem ersten Schritt wird ein Verfahren 

vorgestellt, mit welchem die Sichtwinkelabhängigkeit der Emissivität ermittelt werden kann. 

Hierbei wird im Vergleich zu Elfner (2019) die überlagerte Offsetstrahlung (Unterabschnitt 

2.4.2) berücksichtigt und somit eine temperaturunabhängige, (physikalische) Emissivität 

𝜀 = 𝑓(𝜃) ermittelt. In einem zweiten Schritt wird die Kalibrierfunktion von Ochs et al. 

(2009) unter Berücksichtigung der physikalischen Bedeutung der einzelnen Parameter um 

die Emissivität erweitert. Abschließend erfolgt eine Validierung und Bewertung des neu ent-

wickelten Verfahrens.  

4.2.1 Zusammenhang zwischen Sichtwinkel und Emissivität 

Mithilfe eines einfachen Kalibrieraufbaus, schematisch dargestellt in Abbildung 4.2, erfolgt 

die Analyse des Zusammenhangs zwischen Sichtwinkel und Emissivität der Oberfläche. 

Hierfür ist ein Kupferzylinder mit einem Durchmesser von 𝑑 = 200 mm und einer Länge 

von 𝐿 = 170 mm auf einer der beiden ebenen Kreisflächen mit dem Infrarotlack NEXTEL-

Velvet-Coating 811-21 9218 beschichtet. Ebenso ist auf dieser Oberfläche in Anlehnung an 

DIN EN ISO 80601-2-56 (2020) ein Schwarzkörper-Hohlraumstrahler, welcher eine Emis-

sivität von 𝜀 ≈ 1 aufweist, sowie ein Thermoelement integriert. Über elektrische Heizele-

mente kann der Kupferzylinder mit Hilfe des Thermoelements und eines Reglers auf eine 

definierte Temperatur aufgeheizt werden. Aufgrund der hohen Wärmleitfähigkeit von Kup-

fer, der großen Länge sowie der thermischen Isolation aller weiteren Oberflächen stellt sich 

auf der lackierten Oberfläche eine homogene Temperaturverteilung ein. Die Infrarotkamera  
 

                                                 
13 Das in diesem Abschnitt vorgestellt Kalibrierverfahren wurde in Schmid et al. (2021a) veröffentlicht. In 

der Veröffentlichung wurde das Verfahren für zwei unterschiedliche Infrarotkamerasysteme validiert und be-

wertet. Hier werden nur die Ergebnisse, für das in dieser Arbeit verwendete Infrarotkamerasystem, vorge-

stellt. 
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Abbildung 4.2: Versuchsaufbau zur Ermittlung der sichtwinkelabhängigen Emissivität der 

Oberfläche 

wird so positioniert, dass die lackierte Oberfläche mit Schwarzkörper-Hohlraumstrahler im 

Bildbereich liegt. Die Umgebung ist mit schwarzen Vorhängen abgehängt, um Reflektionen 

zu verringern. Es werden Infrarotaufnahmen bei unterschiedlichen Sichtwinkeln im Bereich 

von |𝜃| = 0…80° in Δ𝜃 = 5° Schritten und bei drei verschiedenen Oberflächentemperatu-

ren 𝑇O = 373,15 K;  423,15 K und 473,15 K durchgeführt. Auf die Infrarotaufnahmen wird 

eine Non-Uniformity-Correction (NUC) angewendet. Für die Auswertung werden zum einen 

die Strahlungswerte im Bereich des Schwarzkörper-Hohlraumstrahlers 𝐼D,Sk flächig gemit-

telt. Des Weiteren werden die Strahlungswerte auf der lackierten Oberfläche 𝐼D,O in einem 

kleinen, zentralen Bereich flächig gemittelt. Dadurch wird eine Verfälschung der Messdaten 

durch einen eventuell vorhandenen, geringen Temperaturabfall im Randbereich der lackier-

ten Oberfläche vermieden. Der Fehler bei der Messung der gemittelten Oberflächenstrahlung 

wird mit Δ𝐼D,O = ±0,5%, der der Schwarzkörperstrahlung mit Δ𝐼D,Sk = ±0,25% angenom-

men. Da für das verwendete Kamerasystem keine Daten zur Genauigkeit des Detektors vor-

liegen, erfolgte die Abschätzung des Fehlers konservativ auf Basis von Erfahrungswerten 

und Datenblättern anderer Kamerasysteme. 

Unter der Annahme, dass dem Strahlungssignal keine Offsetstrahlung überlagert ist, lässt 

sich die Emissivität der Oberfläche über den einfachen Zusammenhang 

 
𝜀 =

𝐼D,O
𝐼D,Sk

 4.1 

bestimmen. Für den Fall mit überlagerter Offsetstrahlung setzt sich die Detektorstrahlung 

für den Bereich der lackierten Oberfläche 

 𝐼D,O = 𝐼O + (1 − 𝜀) ∙ 𝐼off,ref,Umg⏟            
𝐼off,ref

+ 𝐼off,konst 4.2 

aus der Oberflächenstrahlung 𝐼O und der Offsetstrahlung zusammen. Diese teilt sich in die 

Umgebungsstrahlung, welche von der Oberfläche reflektiert wird 𝐼off,ref,Umg und somit mit 

der Reflektivität der Oberfläche 𝜌 = 1 − 𝜀 skaliert werden muss und einen überlagerten  

konstanten Offsetstrahlungsanteil 𝐼off,konst, der unter anderem durch die Eigenstrahlung von 

𝜃 
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optischen Komponenten im Strahlungspfad verursacht wird, auf. Für den Bereich des 

Schwarzkörpers vereinfacht sich dieser Zusammenhang zu 

 𝐼D,Sk = 𝐼Sk + 𝐼off,konst. 4.3 

Gleichung 4.2 und 4.3 lassen sich mit Hilfe des bekannten Zusammenhangs 𝐼O = 𝜀 ∙ 𝐼Sk zu 

 𝐼D,O = 𝜀 ∙ 𝐼D,Sk + (1 − 𝜀) ∙ 𝐼off,ref,Umg + (1 − 𝜀) ∙ 𝐼off,konst 

   = 𝜀 ∙ 𝐼D,Sk + (1 − 𝜀) ∙ (𝐼off,ref,Umg+𝐼off,konst)⏟              
𝐼off,Umg

 4.4 

kombinieren. Mithilfe dieses linearen Zusammenhangs lässt sich aus Messungen von 𝐼D,O 

und 𝐼D,Sk bei zwei unterschiedlichen Oberflächentemperaturen die Emissiviät 𝜀 berechnen. 

Eine Trennung zwischen konstantem und reflektiertem Anteil der Offsetstrahlung ist nicht 

möglich (aber auch nicht erforderlich). Es erfolgt eine Zusammenfassung beider Anteile zur 

Umgebungsoffsetstrahlung 𝐼off,Umg. Liegen Messungen bei mehr als zwei Oberflächentem-

peraturen vor, lässt sich über die Bildung unterschiedlicher Permutationen oder der Anwen-

dung einer linearen Regression die aus der Literatur bekannte Temperaturunabhängigkeit 

der Emissivität im relevanten Temperaturbereich nachweisen. 

In einem ersten Schritt wird die Emissivität 𝜀 unter Vernachlässigung der Offsetstahlung 

nach Gleichung 4.1 berechnet. In Abbildung 4.3 ist diese für die drei untersuchten Oberflä-

chentemperaturen über den Sichtwinkel 𝜃 aufgetragen. Es lässt sich wie erwartet ab einem  

 

 

Abbildung 4.3: Vereinfachte Berechnung der Emissivität unter Vernachlässigung der Off-

setstrahlung nach Gleichung 4.1 (nach Schmid et al. (2021a))  
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Sichtwinkel von |𝜃| ≈ 50° ein starker Abfall der Emissivität beobachten. Zusätzlich ist noch 

ein starker Temperatureinfluss ersichtlich, welcher mit steigendem Sichtwinkel beziehungs-

weise sinkender Emissiviät zunimmt. Eine niedrigere Oberflächentemperatur führt zu einer 

scheinbar höheren Emissivität. Diese Temperaturabhängigkeit ist für den verwendet Lack so 

aus der Literatur (Lohrengel und Todtenhaupt (1996), Adibekyan et al. (2017)) nicht be-

kannt. Die bei der höheren Oberflächentemperatur ermittelten Werte passen besser mit den 

Literaturwerten zusammen, weichen aber immer noch davon ab. Alle diese Effekte lassen 

sich mit der vernachlässigten Offsetstrahlung erklären, deren Einfluss bei niedriger Tempe-

ratur und Emissivität der Oberfläche, und somit im Verhältnis zur Oberflächenstrahlung ho-

hen Offsetstrahlung, deutlich stärker ausgeprägt ist. Dies zeigt, dass die Offsetstrahlung bei 

der Ermittlung der Emissivität berücksichtigt werden muss. 

In Abbildung 4.4 oben ist die nach Gleichung 4.4 ermittelte Emissivität über den Sichtwinkel 

dargestellt, welche die Offsetstrahlung mit berücksichtigt. Es sind die Werte für alle drei 

möglichen Permutationen der Messungen bei unterschiedlichen Oberflächentemperaturen 

dargestellt. Es ist kein Einfluss der Oberflächentemperatur zu erkennen. Die Messdaten pas-

sen für den Bereich kleiner Sichtwinkel |𝜃| ≤ 50° gut mit den ebenfalls eingetragenen Daten 

aus der Literatur (Lohrengel und Todtenhaupt (1996)) zusammen. Mit steigendem Sichtwin-

kel lässt sich eine zunehmende Abweichung erkennen. Hier liegt die Vermutung nahe, dass, 

insbesondere bei hohen Sichtwinkeln, ein Zusammenhang zwischen der Rauigkeit der 

  

 

Abbildung 4.4: Anwendung des linearen Zusammenhangs nach Gleichung 4.4 zur Ermitt-

lung der Emissivität (oben) und der Umgebungsoffsetstrahlung (unten) für unterschiedli-

che Permutationen (nach Schmid et al. (2021a)) 
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Oberfläche relativ zur Wellenlänge und der Emissivität besteht (Wen und Mudawar (2006)). 

Aus diesen Gründen ist es empfehlenswert, den Zusammenhang 𝜀 = 𝑓(𝜃) für jedes Infra-

rotkamerasystem separat zu bestimmen und bei der Beschichtung der Messoberfläche und 

des für die Kalibrierung verwendeten Kupferblocks, auf eine vergleichbare Oberflächenrau-

igkeit zu achten. 

Die eingetragenen Fehlerbalken entstammen einer linearen Fehlerfortpflanzungsrechnung 

und sind als ungünstigster Fall anzusehen. In der Fehlerrechnung wird davon ausgegangen, 

dass vier Größen mit voneinander unabhängigen Fehlern (zwei Wertepaare, bestehend aus 

jeweils der flächengemittelten Schwarzkörperstrahlung 𝐼D,Sk und Oberflächenstrahlung 𝐼D,O) 

in die Fehlerrechnung eingehen. Da jedoch für alle Messungen derselbe Messaufbau und das 

selbe Kamerasystem verwendet wird, ist dies in der Realität nicht der Fall. Mit zunehmender 

Temperaturdifferenz zwischen den Wertepaaren und somit auch einer zunehmenden Diffe-

renz zwischen den Strahlungswerten sinkt der Fehler. Die sehr gute Übereinstimmung aller 

Werte für die unterschiedlichen Permutationen bestätigt die Tatsache, dass die Fehlerab-

schätzung konservativ ist. 

Um den Zusammenhang 𝜀 = 𝑓(𝜃) einfach in einer Kalibrierfunktion abbilden zu können, 

ist ein funktionaler Zusammenhang erforderlich. Wen und Mudawar (2006) schlagen hierfür 

für eine Oberflächenrauigkeit, welche in derselben Größenordnung wie der betrachtete Wel-

lenlängenbereich liegt, eine bidirektionale Reflektanzverteilungsfunktion 

 
𝐵𝑅𝐷𝐹 = 1 − (𝐶0 ∙

𝜋

cos(𝐶1 ∙ 𝜃)
+ 𝐶2) 4.5 

vor. Diese konnte von Elfner (2019) bereits erfolgreich angewendet werden. Die Koeffizien-

ten {𝐶0, 𝐶1, 𝐶2} werden hierfür mittels der Methode der kleinsten Fehlerquadrate für jede 

Permutation separat ermittelt und anschließend gemittelt. Der sich ergebenden Zusammen-

hang ist in Abbildung 4.4 oben ebenfalls dargestellt. Die Mittelwerte der Koeffizienten mit 

Standardabweichung sind in Tabelle 4.1 gezeigt. Die geringen Standardabweichungen der 

Koeffizienten 𝐶0 und 𝐶1 zeigen eine hohe Übereinstimmung zwischen den unterschiedlichen 

Permutationen. Die Standardabweichung des Koeffizienten 𝐶2 ist vergleichsweise groß, je-

doch ist der absolute Wert sehr klein und der Einfluss in Gleichung 4.5 sehr gering. 

 

Tabelle 4.1: Mittelwert und Standardabweichung der Koeffizienten der BRDF-Funktion 

nach Gleichung 4.5 für die Messdaten aus Abbildung 4.4 (nach Schmid et al. (2021a)) 

Koeffizient Mittelwert Standardabweichung 

𝐶0 16,9 ∙ 10−3 ±1,75% 

𝐶1 1,02 ±0,21% 

𝐶2 −1,9 ∙ 10−4 ±29,9% 
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In Abbildung 4.4 unten ist die Umgebungsoffsetstrahlung 𝐼off,Umg, welche sich ebenfalls aus 

dem linearen Zusammenhang nach Gleichung 4.4 ergibt, für alle Permutationen über den 

Sichtwinkel dargestellt und mit dem auftretenden Maximalwert normiert. Es ist weder ein 

Einfluss des Sichtwinkels noch der Oberflächentemperatur zu erkennen. Dies bestätigt, dass 

alle Messungen bei konstanten, gleichen Umgebungsbedingungen (Raumtemperatur, Kame-

ratemperatur …) durchgeführt wurden und das Verfahren funktioniert. 

Damit ist ein funktionaler Zusammenhang zwischen Sichtwinkel und Emissivität vorhanden. 

Dieser kann in einem nächsten Schritt bei der Kalibrierung der Infrarotaufnahmen verwendet 

werden. 

4.2.2 Kalibrierung unter Berücksichtigung der sichtwinkelabhängigen Emissivität 

Als Ausgangsbasis für die Entwicklung eines Kalibrierverfahrens, welches die sichtwinkel-

abhängige Emissiviät berücksichtigt, dient das Kalibrierverfahren von Ochs et al. (2009) 

(Gleichung 2.22). Dieses basiert auf dem Planck’schen Strahlungsgesetz (Gleichung 2.18). 

Wird das Planck’sche Strahlungsgesetz für graue Strahler um die Emissiviät erweitert und 

ein Koeffizientenvergleich mit dem Kalibrierverfahren von Ochs et al. (2009) angestellt, 

lässt sich zeigen, dass die Emissivität 𝜀 implizit im Kalibrierparameter 𝑟 in Form eines Pro-

dukts enthalten ist. In einem ersten Schritt muss somit der Kalibrierparameter 𝑟 = 𝜀 ∙ 𝑟∗ er-

weitert werden. Des Weiteren beeinflusst die Emissivität die Offsetstrahlung. Der Anteil der 

Offsetstrahlung, welcher der von der Oberfläche reflektierten Umgebungsstrahlung ent-

spricht, (𝐼off,ref,Umg) skaliert mit der Reflektivität 𝜌 = 1 − 𝜀. Zusätzlich ist noch ein von der 

Emissivität unabhängiger, konstanter Offsetstrahlungsanteil 𝐼off,konst vorhanden, welcher 

unter anderem durch Eigenstrahlung von Komponenten im optischen Pfad des Kamerasys-

tems verursacht wird. Damit ergibt sich als Zusammenhang für die Oberflächentemperatur 

eines jeden Punktes auf der Oberfläche der Infrarotaufnahme 

 
𝑇O(𝑥, 𝑦, 𝑧) =

𝑏

ln (
𝜀(𝑥, 𝑦, 𝑧) ∙ 𝑟∗

𝐼D(𝑥, 𝑦, 𝑧) − (1 − 𝜀(𝑥, 𝑦, 𝑧)) ∙ 𝐼off,ref,Umg − 𝐼off,konst
+ 𝑓)

. 
4.6 

Die Emissivität 𝜀 kommt als orts- beziehungsweise sichtwinkelabhängiger Faktor hinzu und 

kann durch Gleichung 4.5 ausgedrückt werden. Für den Fall einer konstanten Emissivität 

vereinfacht sich Gleichung 4.6 zu Gleichung 2.22 beziehungsweise dem Kalibrierverfahren 

nach Ochs et al. (2009). 

Bei der Anwendung des erweiterten Kalibrierverfahrens muss zwischen Vorkalibrierung 

und In-Situ-Kalibrierung unterschieden werden.  

Die Vorkalibrierung erfolgt äquivalent zu dem Verfahren nach Ochs et al. (2009). Die Inf-

rarotkamera wird unter einem kleinen Sichtwinkel, sodass Eigenreflektionen der Kamera 

nicht in den Bildbereich fallen, vor einem Kupferblock, wie in Unterabschnitt 4.2.1 beschrie-

ben, platziert. Komponenten, wie optische Zugänge, welche in der späteren Messanordnung 
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ebenfalls vorhanden sind, müssen mit integriert werden. Mit diesem Aufbau werden Auf-

nahmen bei unterschiedlichen Oberflächentemperaturen des Kupferblocks durchgeführt. Die 

Temperaturspanne sollte dabei über den späteren Messbereich hinausgehen. Mit mindestens 

vier Wertepaaren, bestehend aus Oberflächentemperatur 𝑇O und Detektorstrahlung 𝐼D, lassen 

sich nach Gleichung 2.22 die Kalibrierparameter {𝑟, 𝑏, 𝑓, 𝐼off} bestimmen. Um Fehler zu mi-

nimieren, sind mehr als vier Wertepaare und die Anwendung der Methode der kleinsten 

Fehlerquadrate zur Ermittlung der Kalibrierparameter zu bevorzugen. Mit bekanntem Sicht-

winkel des Aufbaus lässt sich die Emissivität nach Gleichung 4.5 ermitteln und daraus  

𝑟∗ = 𝑟/𝜀 berechnen. Wird im Zuge der Vorkalibrierung die Schwarzkörperstrahlung eben-

falls mitgemessen, kann nach Gleichung 4.4 die Emissivität 𝜀 sowie die Umgebungsoffset-

strahlung 𝐼off,Umg ermittelt werden. 𝐼off,Umg ∙ (1 − 𝜀) kann als Startwert für 𝐼off verwendet 

werden, um die Ermittlung der Kalibrierparameter stabiler zu machen. Im Rahmen dieser 

Arbeit wird diese Vorgehensweise gewählt. Kann der konstante Teil der Offsetstrahlung 

(𝐼off,konst) vernachlässigt werden, kann 𝐼off durch den Wert von  𝐼off,Umg ∙ (1 − 𝜀) ersetzt 

werden. Es verbleiben in diesem Fall nur noch die Kalibrierparameter {𝑟, 𝑏, 𝑓}. Dies führt 

zu einer weiteren Stabilisierung des Verfahrens. 

Die in der Vorkalibrierung ermittelten Kalibrierparameter {𝑟∗, 𝑏, 𝑓} werden in Gleichung 4.6 

übernommen. Für die In-Situ-Kalibrierung verbleiben nun im Gegensatz zu dem Verfahren 

nach Ochs et al. (2009) nicht ein sondern zwei Parameter {𝐼off,ref,Umg, 𝐼off,konst}. Es sind 

somit mindestens zwei Kalibrierstützstellen, zum Beispiel in die Oberfläche eingebettete 

Thermoelemente, erforderlich, welche einen Zusammenhang zwischen Oberflächentempe-

ratur 𝑇O und Detektorstrahlung 𝐼D herstellen. Auch hier sind mehr als zwei Stützstellen an-

zustreben. Um eine Kalibrierung zu ermöglichen, müssen die Stützstellen in Bereichen un-

terschiedlicher Sichtwinkel liegen. Wie bei jeder Kalibrierung sollten die Stützstellen einen 

möglichst weiten Bereich (in dieser Anwendung Temperatur- und Sichtwinkelbereich) ab-

decken, um Extrapolationen zu verringern und so die Genauigkeit der Kalibrierung zu erhö-

hen. 

Die ermittelte Kalibrierfunktion kann im Anschluss an die In-Situ-Kalibrierung auf die ge-

samte Infrarotaufnahme angewandt werden. 

4.2.3 Validierung des sichtwinkelabhängigen Kalibrierverfahrens 

Zur Validierung des neu entwickelten Kalibrierverfahrens wird der in Abbildung 4.5 darge-

stellte Versuchsaufbau eingesetzt. Die Infrarotkamera ist vor einen Kupferrohr mit einem 

Durchmesser von 𝑑 = 45 mm und einer Länge von 𝐿 = 50 mm plaziert. Die Kamera ist so 

ausgerichtet, dass die optische Achse der Infrarotkamera die Achse des Kupferrohrs schnei-

det und die Achsen senkrecht aufeinander stehen. Das Kupferrohr wird mit Heißluft durch-

strömt und kann somit auf unterschiedliche Temperaturen temperiert werden. Es ist über 

Rohre aus PEEK an das Heißluftsystem angebunden und gleichzeitig davon thermisch ent-

koppelt. Die hohe Wärmeleitfähigkeit von Kupfer sorgt zusätzlich dafür, dass sich auf der 
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Außenfläche des Kupferrohrs, welche mit NEXTEL-Velvet-Coating 811-21 9218 beschich-

tet ist, eine homogene Temperaturverteilung einstellt. Auf der Außenfläche des Kupferrohrs 

sind fünf Thermoelemente (TE) vom Typ K mit einem Durchmesser von 

𝑑 = 0,25 mm eingebracht. Diese decken einen Sichtwinkelbereich von |𝜃| ≈ 0…63° ab.  

 

 

 

Abbildung 4.5: Aufbau zur Validierung der Kalibrierfunktion mit sichtwinkelabhängiger 

Emissivitätskorrektur (angelehnt an Schmid et al. (2021a)) 

Eine beispielhafte Infrarotaufnahme des Kupferrohrs bei einer Temperatur von  

𝑇O = 423,15 K ist in Abbildung 4.6 dargestellt. Es ist qualitativ das Strahlungssignal im 

Wertebereich der Strahlung des Kupferrohrs abgebildet. Die kalte Umgebung strahlt deut-

lich schwächer, liegt somit außerhalb des Wertebereichs und erscheint schwarz. Zusätzlich 

sind exemplarisch an einigen Positionen auf der Oberfläche die entsprechenden Sichtwinkel 

eingetragen. Hin zu den Rändern des Kupferrohrs ist ein Abfall des Strahlungssignals zu 

beobachten. Die Aufnahme deckt von −𝑑/2 bis +𝑑/2 einen Sichtwinkelbereich von 

𝜃 = −90° bis 𝜃 = +90° ab. Eine Auswertung findet jedoch nur für den Bereich von  

𝜃 = −80° bis 𝜃 = +80° statt. Die geometrische Auflösung oberhalb eines Sichtwinkels 

|𝜃| = 80° ist sehr gering. Eine geometrische Längeneinheit wird bei einem Sichtwinkel von 

|𝜃| = 80° um den Faktor 5,76 verkürzt abgebildet. In Kombination mit der sehr starken 

Sichtwinkelabhängigkeit der Emissiviät 𝜀 = 𝑓(𝜃) oberhalb eines Sichtwinkels von  

|𝜃| = 80° sind Messungen und Korrekturen der Emissivität in diesem Bereich selbst bei 

dem vereinfachten Validierungsaufbau nicht sinnvoll möglich. 

Zur Validierung werden Infrarotaufnahmen bei 𝑇O = 373,15 K und 423,15 K aufgenom-

men. Auf diese wird eine NUC angewendet und die Strahlungsdaten werden im Auswer-

tebereich (in Abbildung 4.5 markiert) über die Länge des Kupferzylinders gemittelt. An-

schließend erfolgt eine In-Situ-Kalibrierung der Messdaten nach dem alten Verfahren nach 

Ochs et al. (2009) und dem neu entwickelten Verfahren. Für das alte Verfahren wird nur 

eine Kalibrierstützstelle {𝑇O, 𝐼D} benötigt. Hierfür wird die Temperatur und Position des  
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Abbildung 4.6: Beispielhafte Strahlungskarte des Kupferrohrs bei einer Oberflächentempe-

ratur von 𝑇O = 423,15 K und exemplarische Eintragung unterschiedlicher Sichtwinkel 

Thermoelements bei einem Sichtwinkel 𝜃 ≈ 0° (TE 3) gewählt. Für das neue Kalibrierver-

fahren sind mindestens zwei Kalibrierstützstellen (zwei Thermoelemente) erforderlich. Eine 

größere Anzahl an Stützstellen verbessert die Qualität der Kalibrierung. Aus diesem Grund 

werden alle fünf Thermoelemente zur Kalibrierung herangezogen. Voruntersuchungen ha-

ben jedoch gezeigt, dass eine Reduktion auf drei Kalibrierstützstellen die Qualität der Ka-

librierung nur unwesentlich beeinflusst, sofern dadurch der Emissivitätsbereich weiterhin 

größtenteils abgedeckt ist. Da der Zusammenhang zwischen Sichtwinkel und Emissivität 

stark nichtlinear ist (Abbildung 4.4), ist es möglich, dass bereits mit einem kleinen Sicht-

winkelbereich ein Großteil des Emissivitätsbereichs abgedeckt werden kann. Da die Abwei-

chung der gemessenen Temperaturen der Thermoelemente untereinander nur Δ𝑇TE ≤ 0,25 K 

beträgt, wird als Temperatur für alle fünf Thermoelementpositionen der Mittelwert aller ge-

messenen Thermoelementtemperaturen verwendet. Als korrespondierender Wert für die De-

tektorstrahlung 𝐼D wird die an der jeweiligen Position des Thermoelements über die Länge 

des Kupferzylinders gemittelte Detektorstrahlung 𝐼D herangezogen. Die Werte für die Emis-

sivität an der Position jedes Thermoelements werden nach Gleichung 4.5 mit den Parametern 

aus Tabelle 4.1 berechnet.   

Mit den Kalibrierfunktionen wird aus den Strahlungsdaten an jeder Stelle die Oberflächen-

temperatur 𝑇O berechnet. Zur Bewertung der Verfahren wird zum einen die Differenz zur 

nominellen Oberflächentemperatur 𝑇O,nom 

 Δ𝑇O(𝜃) =  𝑇O,nom − 𝑇O(𝜃) 4.7 
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und zum anderen die relative Abweichung zur nominellen Oberflächentemperatur 

 
Δ𝑇O,rel(𝜃) =  

Δ𝑇O(𝜃)

𝑇O,nom
 4.8 

gebildet. Die Ergebnisse sind in Abbildung 4.7 oben für eine nominelle Oberflächentempe-

ratur 𝑇O,nom = 373,15 K und unten für 𝑇O,nom = 423,15 K dargestellt. Die Ergebnisse für 

das neue Kalibrierverfahren sind durchgezogen, die für das alte Verfahren gestrichelt darge-

stellt. Für beide Temperaturen zeigt sich das gleiche Bild. Für einen Sichtwinkel |𝜃| < 50° 

ist wie erwartet mit beiden Kalibrierverfahren eine erfolgreiche Kalibrierung möglich. Für 

einen Sichtwinkel |𝜃| > 50° ist für das alte Verfahren ein starker Abfall in der Oberflächen-

temperatur zu beobachten, welcher mit dem Abfall der Emissivität in diesem Bereich kor-

respondiert. Mit dem neuen Verfahren kann der Fehler für Sichtwinkel bis |𝜃| ≈ 75° unter 

Δ𝑇O,rel = 0,5% gehalten werden, obwohl für den Bereich |𝜃| = 63°…75° keine Kalib-

rierstützstellen vorhanden sind und somit eine Extrapolation stattfindet.  

 

  

 

Abbildung 4.7: Kalibrierte Oberflächentemperaturen auf dem Kupferrohr für das alte und 

neue Kalibrierverfahren für eine nominelle Oberflächentemperatur von 𝑇O,nom = 373,15 K 

(oben) und 𝑇O,nom = 423,15 K (unten) (nach Schmid et al. (2021a)) 

Sowohl die Ergebnisse für das alte und neue Kalibrierverfahren in Abbildung 4.7 zeigen eine 

leichte Asymmetrie insbesondere für betragsmäßig hohe Sichtwinkel. Dies hat vermutlich 

mehrere Gründe. Toleranzen bei der Positionierung der Kamera führen zu geringen Fehlern 
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bei der Berechnung der Sichtwinkel. Des Weiteren können geringe Inhomogenitäten in der 

Umgebungsstrahlung nicht ausgeschlossen werden.  

Abschließend sei noch erwähnt, dass im Vergleich zu diesem Validierungsaufbau die späte-

ren Messungen nicht in kalter, sondern heißer Umgebung stattfinden. Dies führt zu deutlich 

höheren überlagerten Offsetstrahlungen. Insbesondere bei gekühlten Oberflächen ist ohne 

Korrektur der sichtwinkelabhängigen Emissivität bei Sichtwinkeln |𝜃| > 50° mit einem gro-

ßen Fehler zu rechnen. 

4.2.4 Fehlerabschätzung der unterschiedlichen Kalibrierverfahren 

Zur abschließenden Bewertung des neuen Kalibrierverfahrens und Bestätigung der in Ab-

bildung 4.7 gezeigten Validierungsmessungen wird eine lineare Fehlerfortpflanzungsrech-

nung sowohl für das alte als auch das neue Kalibrierverfahren durchgeführt. Hierfür werden 

die Kalibrierfunktionen (Gleichung 2.22 und 4.6) herangezogen und partiell differenziert. 

Für eine konservative Abschätzung werden die absoluten Werte der partiellen Differentiale 

bei der Fehlerfortpflanzung verwendet. Die angenommenen Unsicherheiten der Eingangs-

größen in die Kalibrierfunktionen sind in Tabelle 4.2 aufgelistet. Um den Einfluss der Kor-

rektur der sichtwinkelabhängigen Emissivität klar herauszustellen, werden die Parameter der 

Vorkalibrierung {𝑟, 𝑟∗, 𝑏, 𝑓} sowie die Konstanten der BRDF Funktion {𝐶0, 𝐶1, 𝐶2} als feh-

lerfrei betrachtet. Für die Unsicherheit des Detektors liegen, wie bereits erwähnt, keine 

Werte vor. In diesem Fall wird hier ebenfalls kein Fehler angenommen, da dies für einen 

Vergleich der beiden Kalibrierverfahren ebenfalls von untergeordneter Relevanz ist. 

  

Tabelle 4.2: Angenommene Unsicherheiten des Kamerasystems, der Kalibrierkonstanten 

und der Winkelbestimmung (nach Elfner (2019) und Erfahrungswerte aus einer Vielzahl 

von Messungen) 

Größe 
Angenommene 

Unsicherheit 

𝜃 1,5° 

𝐼D 0% 

𝐼off,konst 7% 

𝐼off,  𝐼off,ref,Umg 6% 

𝑟, 𝑟∗, 𝑏, 𝑓 0% 

𝐶0, 𝐶1, 𝐶2 0% 
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Die Offsetstrahlungen in beiden Kalibrierfunktionen werden aus den In-Situ-Kalibrierungen 

der Validierungsmessungen bei einer nominellen Oberflächentemperatur von   

𝑇O,nom = 373,15 K herangezogen. Zur Ermittlung des Fehlers in der Emissivität wird bei 

der neuen Kalibrierfunktion (Gleichung 4.6) die BRDF-Funktion mit der in Tabelle 4.2 dar-

gestellten Unsicherheit im Sichtwinkel eingesetzt. Diese Unsicherheit im Sichtwinkel basiert 

auf Fehlerabschätzungen für die Ermittlung der Kameraposition über genetische Algorith-

men (Elfner (2019)), wie sie im Rahmen dieser Arbeit zur Projektion der Infrarotaufnahmen 

auf die Bauteiloberfläche eingesetzt werden. Für die alte Kalibrierfunktion (Gleichung 2.22) 

wird als Fehler in der Emissivität die Differenz zwischen der Emissivität bei einem Sicht-

winkel von |𝜃| = 0° und der Emissivität an der jeweiligen Position beziehungsweise dem 

jeweiligen Sichtwinkel, welche über die BRDF Funktion ermittelt wird, verwendet. Da die 

Emissivität in Gleichung 2.22 nicht vorhanden ist wird der Fehler in der Emissivität über die 

Detektorstrahlung 𝐼D∗ = 𝐼D ∙ 𝜀 und die Offsetstrahlung 𝐼off∗ = 𝐼off ∙ (1 − 𝜀) integriert. 

In Abbildung 4.8 ist sowohl der absolute (Gleichung 4.7) als auch relative (Gleichung 4.8) 

Temperaturfehler für beide Kalibrierverfahren über den Sichtwinkel aufgetragen. Die Ver-

läufe für beide Verfahren decken sich qualitativ sehr gut mit den Erkenntnissen aus dem 

vorherigen Unterabschnitt 4.2.3. Die ermittelten Fehler sind jedoch, insbesondere bei dem 

alten Verfahren ohne Korrektur der sichtwinkelabhängigen Emissivität, deutlich größer, was 

unter anderem den konservativen Annahmen in der Fehlerabschätzung zuzuschreiben ist. 

Für das alte Verfahren ist nach dieser Abschätzung für Sichtwinkel oberhalb von |𝜃| ≈ 40° 

 

 

Abbildung 4.8: Lineare Fehlerfortpflanzungsrechnung für eine nominelle Oberflächentem-

peratur 𝑇O,nom = 423,15 K (nach Schmid et al. (2021a))  
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keine sinnvolle Kalibrierung mehr möglich. Der Temperaturfehler liegt oberhalb von  

Δ𝑇O = 6K. Mit dem neuen Verfahren sind dagegen Messungen bis zu einem Sichtwinkel 

von |𝜃| ≈ 75° bei derselben Abweichung möglich. 

Das in diesem Abschnitt vorgestellte Kalibrierverfahren ermöglicht es, die sichtwinkelab-

hängige Emissivität physikalisch korrekt zu berücksichtigen. Dadurch ist es möglich, Infra-

rotdaten, welche bei sehr hohen Sichtwinkeln |𝜃| ≈ 75° aufgenommen wurden, mit einem 

Fehler von Δ𝑇O,rel ≤ 1,5% zu kalibrieren. Dies entspricht einer deutlichen Verbesserung im 

Vergleich zu dem vorgestellten alten Verfahren. Hier treten bei Sichtwinkeln von  

|𝜃| > 40°…50° große Fehler auf. Mit dem neuen Verfahren können in  Bereichen der Mess-

platte, welche aufgrund der begrenzten optischen Zugänglichkeit nur unter Sichtwinkeln 

|𝜃| > 50° erreicht werden können, Messungen der Oberflächentemperatur mittels Infrarot-

thermographie mit hoher Genauigkeit durchgeführt werden. Damit stehen alle erforderlichen 

Verfahren und Werkzeuge zur Verfügung, um Filmkühlgrößen auf stark gekrümmten Ober-

flächen unter extremen Sichtwinkeln bestimmen zu können. Der hierfür erforderliche Mess- 

und Auswerteablauf wird im nachfolgenden Abschnitt näher erläutert.  

4.3 Ablauf der Messungen und Auswertung 

Zur Ermittlung der flächigen Verteilung der Filmkühlgrößen auf der Seitenwand und den 

Schaufelfüßen sind neben den eigentlichen Infrarotmessungen noch aufwändige Auswerte-

schritte erforderlich, auf welche in diesem Abschnitt näher eingegangen werden soll. Eine 

Übersichtsdarstellung findet sich im Anhang in Abschnitt A2. Zur Veranschaulichung der 

nachfolgenden Erläuterungen ist in Abbildung 4.9 ein schematischer, nicht maßstabsge-

treuer Querschnitt durch die Messplatte mit den eingebetteten Thermoelementen, der Kühl-

wasserkavität und der Lackschicht gezeigt. 

Zur Abdeckung des gesamten Messbereichs (obere komplett ausgebildete Passage mit Sei-

tewand und Schaufelfüßen) sind, wie bereits erwähnt, 14 Kameraposition erforderlich. Um 

bei jeder Kameraposition den gesamten relevanten Bildausschnitt scharf abbilden zu kön-

nen, werden im Mittel pro Kameraposition acht Aufnahmen bei unterschiedlichen Fokusein-

stellung benötigt. Dies entspricht einer Gesamtzahl von 113 Aufnahmen zur Erfassung des 

Temperaturfeldes im Messbereich für einen Betriebspunkt und eine Messplattenrandbedin-

gung. Zur Anwendungen des Superpositionsprinzips sind für einen Betriebspunkt aus dem 

Versuchsprogramm (Tabelle 3.3) Messungen bei zwei unterschiedlichen thermischen Rand-

bedingungen erforderlich. Diese werden, wie in Abschnitt 3.1 und 4.1 bereits beschrieben, 

durch temperiertes Kühlwasser, welches den Messträger durchströmt, eingestellt. Im Rah-

men dieser Untersuchungen werden für jeden Betriebspunkt Messungen bei einer Kühlwas-

sertemperatur von 𝑇Kw = 283,15 K und 𝑇Kw = 353,15 K durchgeführt.  
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Abbildung 4.9: Schematischer Aufbau der Messplatte (nach Schmid et al. (2021b)) 

In den zweimal 113 Infrarotaufnahmen werden Detektorungleichförmigkeiten über eine 

Non-Uniformity-Correction (NUC) eliminiert. Im Anschluss daran werden aller Bilder einer 

Kameraposition und Kühlwassertemperatur, unter Berücksichtigung der scharfen Bereiche 

in jeder Aufnahme, zu einem Bild zusammengesetzt. Dieses Verfahren wird in der klassi-

schen Fotographie auch als Fokus-Stapelung oder Focus Stacking bezeichnet. Das im Rah-

men dieser Arbeit eingesetzte Verfahren basiert auf dem von Elfner (2019) speziell zur Fo-

kus-Stapelung von Infrarotaufnahmen entwickelten Algorithmus. Dadurch reduziert sich die 

Anzahl der Bilder auf zweimal 14 Aufnahmen. Nachfolgend erfolgt eine Reduktion der Auf-

nahmen auf die relevanten Bereiche. Fensterrahmen, Gehäuseteile und dergleichen werden 

maskiert, so dass ausschließlich die Oberfläche der Messplatte erhalten bleibt.  

Anschließend folgt eine Transformation der Bilder auf die Messplattenoberfläche. Die Inf-

rarotkamera kann mittels des eingesetzten Industrieroboters wiederholgenau (Positionswie-

derholgenauigkeit nach ISO 9283: ± 0,04 𝑚𝑚 ( KUKA (2021))) an alle 14 Kamerapositio-

nen gebracht werden. Diese Positionswiederholgenauigkeit liegt in etwa eine Größenord-

nung unter der Kameraauflösung (Unterabschnitt 3.3.1) und ist somit vernachlässigbar. In-

formationen, mit welcher Winkelwiederholgenauigkeit die Roboterhand ausgerichtet wer-

den kann, und somit auch die Infrarotkamera, liegen nicht vor. Ein Vergleich von verschie-

denen Infrarotaufnahmen an derselben Kameraposition, welche an unterschiedlichen Mess-

tagen aufgenommen wurden, lassen keine Positionsabweichung der Kameraposition erken-

nen. Aus diesem Grund ist es ausreichend, für jede Kameraposition einmal initial die Posi-

tion der Kamera beziehungsweise die Transformationsmatrix zur Projektion der Aufnahmen 

auf die Messplattenoberfläche zu bestimmen. Die Ermittlung der Kameraposition erfolgt 

unter Einsatz eines genetischen Algorithmus. Eingangsgrößen sind die Pixelkoordinaten 

charakteristischer Punkte in einer Infrarotaufnahme an der jeweiligen Kameraposition, so-

wie deren Position im Raum (kartesische Koordinaten). Für die Ermittlung der Kamerapo-

sition sind mindestens sechs dieser Punktepaare erforderlich, es werden jedoch deutlich 

mehr verwendet, um Ungenauigkeiten bei der Bestimmung der Pixelkoordinaten auszuglei-

chen. Als charakteristische Punkte werden die Spitzen der eingebetteten Thermoelemente 

sowie die Punkte, an denen diese die Messplatte verlassen, verwendet. Die Thermoelemente 

Kühlwasser, 𝑇Kw = 283,15 K und 𝑇Kw = 353,15 K 

Messplatte aus Ti6Al4V 

Thermoelement 𝑑 = 0,5 mm 

Thermoelement 𝑑 = 0,25 mm 

NEXTEL-Velvet-Coating 811-21 9218 Heißgas, 𝑇t,Hg = 425 K 
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können durch den Einsatz von Filtern in den Infrarotaufnahmen sichtbar gemacht werden. 

Für weitere Details bezüglich des beschriebenen Transformationsverfahrens sei auf Hartley 

und Zisserman (2003) und Elfner (2019) verwiesen. In den transformierten Bildern werden 

anschließend alle Bereiche, welche außerhalb des Messbereichs liegen oder unter einem 

Sichtwinkel von |𝜃| > 70° aufgenommen wurden, entfernt.  

Durch die Reduktion auf Sichtwinkel |𝜃| ≤ 70° ist eine zuverlässige Kalibrierung der Inf-

rarotaufnahmen mit dem in Abschnitt 4.2 vorgestellten Verfahren möglich. Dieses wird nur 

für Aufnahmen, welche die Schaufelfüße und den Übergangsbereich zur Messplatte zeigen, 

angewandt. Für Aufnahmen im Bereich der Seitenwand ist eine Anwendung nicht möglich 

und auch nicht notwendig. Hier liegt ein konstanter Sichtwinkelbereich vor, sodass keine 

Kalibrierstützstellen bei unterschiedlichen Sichtwinkeln vorhanden sind, was für das in Ab-

schnitt 4.2 vorgestellte Verfahren jedoch zwingend notwendig ist. Des Weiteren können alle 

Bereiche der Seitenwand unter Sichtwinkeln |𝜃| < 41° abgebildet werden. In diesem Sicht-

winkelbereich ist das bisher verwendete Kalibrierverfahren nach Ochs et al. (2009) ausrei-

chend genau und in zahlreichen vergangenen Anwendungen erprobt. 

Die jeweils 14 Aufnahmen bei einer Kühlwassertemperatur werden zu einer Temperatur-

karte zusammengesetzt. An den Überlappungsbereichen der Bilder erfolgt eine, mit dem 

Abstand zum jeweiligen Bildrand, gewichtete Mittelung. Damit werden Sprünge an den 

Übergängen vermieden. Das Verfahren basiert auf Hummel et al. (2015), wurde von Kneer 

(2017) erfolgreich eingesetzt und für diese Anwendung für die Interpolation dreidimensio-

naler Bildbereiche erweitert. Somit ist für jede der beiden Kühlwassertemperaturen eine 

Temperaturkarte vorhanden, welche den Messbereich in Form einer Schaufelpassage ab-

deckt. Für die später folgende Berechnung der Wärmeströme werden jedoch in den weiteren 

Schaufelpassagen der Messplatte ebenfalls Temperaturinformationen benötigt. Es erfolgt 

eine Kopie der jeweiligen Temperaturkarte in alle weiteren Schaufelpassagen, um dort eine 

thermische Randbedingung zu erhalten, die näherungsweise der Realität entspricht. Für die 

spätere Auswertung wird weiterhin nur die Schaufelpassage, in welcher die Infrarotaufnah-

men aufgenommen wurden, berücksichtigt.  

Auf der Kühlwasserseite der Messplatte wird aus den dort vorhandenen 20 Temperaturstütz-

stellen (Thermoelementen) ein Temperaturfeld generiert. Dies erfolgt mittels eines kubi-

schen Interpolationsverfahrens, welches kontinuierlich differenzierbar ist. In Randbereichen 

wird eine Extrapolation mittels eines Nearest-Neighbor Ansatzes durchgeführt.  

Damit ist sowohl auf der heißgasüberströmten Seite als auch auf der Kühlwasserseite für 

jede thermische Randbedingung eine flächige Temperaturinformation vorhanden. Diese sind 

in Abbildung 4.10 exemplarisch in einem Drahtmodell der Messplatte dargestellt. Alle wei-

teren Oberflächen der Messplatte können, wie in Abschnitt 4.1 beschrieben, als adiabat an-

genommen werden (freie Flächen in Abbildung 4.10). In einem nächsten Schritt werden aus 

diesen Randbedingungen mittels einer Finite-Elemente-Berechnung die Wärmeströme in der 

Messplatte berechnet. Dabei wird der Infrarotlack mit einer Schichtdicke von 80 μm über 
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einen thermischen Widerstand eindimensional mitmodelliert. Dies ist notwendig, um die, 

aufgrund der geringen Wärmeleitfähigkeit des Lackes, signifikante Temperaturdifferenz 

über den Lack zu berücksichtigen. Die Wärmeleitfähigkeit des Lacks (𝜆 = 0,19…0,20 

W/(m ∙ K)), (Lohrengel und Todtenhaupt (1996)) und der Messplatte aus Ti6Al4V  

(𝜆 = 6,5…8,4 W/(m ∙ K)), (Richter (1988)) wird dabei temperaturabhängig modelliert.  

 

 

Abbildung 4.10: Temperaturfelder als Randbedingungen für die Finite Elemente  

Simulation 

Die für die Finite-Elemente-Rechnung diskretisierte Messplatte mit Midpassage-Gap ist in 

Abbildung 4.11 mit Blick auf die vom Heißgas überströmte Seite dargestellt. In der oberen 

der beiden komplett ausgebildeten Passagen (im Bild links), in welcher die Infrarotmessun-

gen durchgeführt werden, wurde eine Verfeinerung des Netzes vorgenommen, sodass die 

Netzauflösung oberhalb der Kameraauflösung liegt. Das gesamte Netz besteht insgesamt aus 

etwa elf Millionen quadratischen Elementen. 

Wie beschrieben wird der Lack bei der Berechnung der Wärmeströme mitberücksichtigt, bei 

der Kalibrierung der Infrarotaufnahmen jedoch nicht. Hier ergibt sich ein Fehler, der abhän-

gig vom Betriebspunkt mehrere Kelvin betragen kann, da sich die Thermoelemente, welche 

zur Kalibrierung verwendet werden, unterhalb des Lacks befinden (Abbildung 4.9). Eine 

einfache eindimensionale Korrektur, wie dies in früheren Arbeiten angewandt wurde (zum 

Beispiel Fraas (2019)) ist aufgrund der komplexen Geometrie und der stark dreidimensiona-

len Wärmeströme nicht möglich. Weitere in der Vergangenheit eingesetzte Verfahren, wel-

che auch bei dreidimensionalen Wärmeströmen funktionieren (Kneer (2017)), führen zwar 

zu einer global richtigen Korrektur, lokal ist jedoch eine Verstärkung des Fehlers möglich. 

Eine (teilweise) Korrektur bei dreidimensionalen Wärmeströmen unter Berücksichtigung lo-

kaler Effekte ist über iterative Verfahren möglich, wie sie in Elfner et al. (2021) beschrieben 

werden. Im Rahmen dieser Arbeit wird das Verfahren mit einem halben Iterationsschritt 

ausgewählt, welches hinsichtlich Aufwand, korrigiertem Fehler und validierter, nachvoll-  
 

Heißgasseitige Randbedingung 

(kalibrierte und zusammengesetzte Infrarotdaten) 

Kühlwasserseitige Randbedingung 

(interpolierte Temperaturstützstellen) 
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Abbildung 4.11: Netz für die Finite Elemente Simulation der Messplatte mit  

Midpassage-Gap 

ziehbarer Anwendbarkeit den besten Kompromiss bildet. Aufwändigere iterative Verfahren 

sind noch nicht ausreichend validiert. Bei dem Verfahren mit einem halben Iterationsschritt 

wird im Anschluss an die Finite-Elemente-Rechnung, mithilfe der dort ermittelten Tempe-

raturdifferenz über den Lack, die Oberflächentemperatur korrigiert, was einem halben Itera-

tionsschritt entspricht. Eine erneute Berechnung der Wärmeströme findet nicht statt. 

Für die Anwendung des Superpositionsprinzips der Filmkühlung werden neben den heiß-

gasseitigen Oberflächentemperaturen auch die konvektiven Wärmeströme benötigt. Bei den 

in der Finite-Element Rechnung berechneten (wandnormalen) Wärmeströmen handelt es 

sich jedoch um konduktive Wärmeströme, welche sich aus dem durch Konvektion und 

Strahlung übertragenen Wärmestrom zusammensetzen. Eine von Kneer (2017) vorgenom-

mene Abschätzung des durch Strahlung übertragenen Wärmestroms für diesen Versuchsauf-

bau zeigt, dass der Strahlungswärmestrom um etwa zwei Größenordnungen kleiner ist als 

der konvektive Wärmestrom. Dadurch kann im Rahmen dieser Arbeit der strahlungsgetrie-

bene Wärmestrom vernachlässigt und der konvektive gleich dem konduktiven Wärmestrom 

gesetzt werden. 

Aus den beiden korrigierten heißgasseitigen Temperaturfeldern und den zugehörigen kon-

vektiven Wärmeströmen werden abschließend die Filmkühlgrößen mithilfe des in Unterab-

schnitt 2.4.1 vorgestellten Superpositionsprinzips ermittelt. Ergänzend ist noch zu erwähnen, 

dass im Rahmen dieser Arbeit anstatt der physikalisch richtigen Recoverytemperatur die 

Totaltemperatur des Heißgases im Superpositionsprinzip als treibende Temperatur herange-

zogen wird. Der Grund ist, dass, aufgrund der Beschleunigung der Strömung innerhalb der 

Schaufelpassage, die Recoverytemperatur lokal variiert und somit a priori nicht bekannt ist. 
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Der sich dadurch ergebende Fehler ist im Rahmen der Genauigkeit der Messungen tolerier-

bar, und wird im nachfolgenden Abschnitt aufgezeigt.   

Um die Qualität der vorgestellten Mess- und Auswertekette beurteilen zu können und auf 

die Unsicherheit in den Zielgrößen, adiabate Filmkühleffektivität und Wärmeübergang mit 

Filmkühlung, schließen zu können, wird im nachfolgenden Abschnitt eine Fehlerrechnung 

durchgeführt.  

4.4 Bewertung des Messverfahrens 

Mittels einer Fehlerfortpflanzungsrechnung nach Kline und McClintock (1953) erfolgt eine 

Bewertung des im vorherigen Abschnitt vorgestellten Verfahrens zur Ermittlung der Film-

kühlgrößen. Eine detaillierte Übersicht über die Eingangsgrößen in die Fehlerrechnung fin-

det sich im Anhang in Abschnitt A1.  

Die Fehlerrechnung wurde vereinfacht als eindimensionale Abschätzung durchgeführt. 

Diese Annahme trifft in ersten Näherung nur für den Bereich der Seitenwand zu. Im Bereich 

der Schaufeln stellt sich eine stark dreidimensionale Wärmestromverteilung ein und eine 

exakte Abschätzung des Messfehlers ist komplex. Um mittels der eindimensionalen Fehler-

rechnung trotzdem eine ungefähre Abschätzung des Fehlers im Bereich der Schaufeln vor-

nehmen zu können, wurde die Differenz der heißgasseitigen Oberflächentemperatur zwi-

schen den Messungen bei beiden thermischen Randbedingungen (Kühlwassertemperaturen) 

als Übertragungsgröße genutzt. Um dies in der eindimensionalen Fehlerabschätzung nach-

bilden zu können, wurde die Dicke der Messplatte variiert und neben den sich ergebenden 

Fehlern die Differenz zwischen den sich einstellenden Oberflächentemperaturen bei beiden 

thermischen Randbedingungen ausgewertet. Mittels einfacher, thermischer Finite Elemente 

Berechnungen bei beiden thermischen Randbedingungen konnten die heißgasseitigen Ober-

flächentemperaturen der Messplatte ermittelt und deren Differenz gebildet werden. Damit 

ist eine Verknüpfung mit den Fehlern aus der eindimensionalen Fehlerrechnung möglich. 

Zur Durchführung der Fehlerrechnung müssen Werte für die adiabate Filmkühleffektivität 

und den Wärmeübergang mit Filmkühlung vorgegeben werde. Hierfür wurden typische 

Werte für die Filmkühleffektivität 𝜂aW = 0 und 0,5 und den Wärmeübergang mit Filmküh-

lung 𝛼f = 200 W/(m
2 ∙ K) und 400 W/(m2 ∙ K) angenommen, welchen einen weiten Be-

reich abdecken. Es wurden alle möglichen Permutationen analysiert. Die ermittelten Unsi-

cherheiten sind in Tabelle 4.3 dargestellt. Die Unsicherheiten im Bereich der Schaufeln sind 

größer als auf der Seitenwand. Gründe sind hier zum einen die erhöhte Unsicherheit in der 

Dicke des Infrarotlacks, zum anderen führt eine Änderung der thermischen Randbedingung 

(Kühlwassertemperatur) zu einer geringeren Änderung in der heißgasseitigen Oberflächen-

temperatur im Vergleich zur Seitenwand. Die angegebenen Unsicherheiten auf der Schaufel 

gelten für weite Bereiche. Im Bereich der Hinterkante muss mit deutlich größeren Unsicher-
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heiten gerechnet werden, die keine sinnvolle Analyse der Messdaten in diesem Bereich zu-

lassen. Aufgrund der lokal geringen Profildicke führt hier zum einen eine Änderung der 

thermischen Randbedingung nur noch zu einer sehr geringen Änderung der Oberflächen-

temperatur. Gleichzeitig beeinflusst die Temperaturverteilung auf der Saugseite die Wär-

mestromverteilung auf der Druckseite und umgekehrt sehr stark, was zu zusätzlichen Unsi-

cherheiten führt. 

Anhand der Fehlerabschätzung lässt sich des Weiteren der Vorteil durch den Einsatz der 

neuen Kalibrierung der Infrarotaufnahmen aufzeigen. Ohne den Einsatz der neuen Kalibrier-

methodik im Bereich der Schaufeln zeigen exemplarische Analysen mittlere Abweichungen 

der Thermoelemente von der Kalibrierkurve von bis zu Δ𝑇O,TE = 4 K. Durch den Einsatz der 

neuen Kalibriermethodik konnte diese Abweichung um etwa den Faktor 2,5…10 reduziert 

werden. Für die Unsicherheit im Wärmeübergang mit Filmkühlung auf der Schaufel ergibt 

sich daraus, dass die Abweichung ohne den Einsatz der neuen Kalibriermethodik in etwa 

doppelt so groß wäre. Bei der adiabaten Filmkühleffektivität wäre die Unsicherheit um den 

Faktor 1,5 erhöht. 

 

Tabelle 4.3: Unsicherheiten bei der Bestimmung der Filmkühlgrößen 

Filmkühlgröße 
Unsicherheit 

Seitenwand Schaufel 

𝜂aW ≤ 0,087 ≤ 0,094* 

𝛼f ≤ 17,5% ≤ 21,6%* 

*in großen Bereichen 

 

Bei der Abschätzung bisher nicht berücksichtig ist der Fehler, welcher sich aus der Tempe-

raturdifferenz über die Lackschicht ergibt. Dieser kann mit dem eingesetzten Verfahren des 

halben Iterationsschritts nur zum Teil korrigiert werden. Es verbleibt im Wärmeübergang 

mit Filmkühlung ein zusätzlicher Fehler, welcher in der Größenordnung von 25% liegt und 

abhängig von der Position auf der Messplatte und der Filmkühlkonfiguration variiert. Ohne 

das eingesetzte Korrekturverfahren müsste mit einem zusätzlichen Fehler von bis zu 50% 

gerechnet werden. Die Abschätzung dieser Fehler erfolgte anhand exemplarischer Rechnun-

gen auf Basis der in Elfner et al. (2021) beschrieben komplexeren, noch nicht ausreichend 

validierten Verfahren. Mit vereinfachten 1D Rechnungen konnten diese Ergebnisse bestätigt 

werden.  

Die zusätzlichen Fehler durch eine nur teilweise Korrektur der Temperaturdifferenz über 

den Lack treten nur für den Wärmeübergangskoeffizienten auf. Nach Elfner et al. (2021) 

führt eine nicht oder nur teilweise korrigierte Temperaturdifferenz über den Lack zu keinem 
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zusätzlichen Fehler in der adiabaten Filmkühleffektität. In einer einfachen 1D Betrachtung 

konnten die Autoren zeigen, dass bei der Bestimmung der adiabaten Filmkühleffektivität 

mittels des Superpositionsprinzips der Filmkühlung die Temperaturdifferenz über den Lack 

inhärent mitberücksichtigt beziehungsweise korrigiert wird.  

Die Verwendung der Totaltemperatur des Heißgases anstatt der Recoverytemperatur führt 

bei der adiabaten Filmkühleffektivität zu einem geringen zusätzlichen Fehler von lokal ma-

ximal Δ𝜂aW ≈ 0,02 in Bereichen hoher Strömungsgeschwindigkeiten. 

Die Bewertung des Messverfahrens zeigt erneut die Herausforderungen auf, die mit der Er-

mittlung von verwertbaren, flächig hoch aufgelöste Filmkühlgrößen auf dreidimensionalen 

Oberflächen verbunden sind. Durch den Einsatz des neu entwickelten Kalibrierverfahrens 

für die Infrarotaufnahmen und des Verfahrens zur (teilweisen) Korrektur der Temperatur-

differenz über den Lack ist es nun erstmals möglich, flächige Messungen des Wärmeüber-

gangs mit Filmkühlung und der adiabaten Filmkühleffektivität mit akzeptabler Genauigkeit 

auf hochgradig dreidimensionalen Oberflächen bei maschinenähnlichen Bedingungen 

durchzuführen. Damit ist im nachfolgenden Kapitel eine umfassende thermische Analyse 

der im Rahmen dieser Arbeit neu entwickelten Midpassage-Gap-Geometrien möglich. 

 



 

 

5 Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen 

Die thermische Analyse der unterschiedlichen Midpassage-Gap-Varianten erfolgt in mehre-

ren Schritten. Zuerst wird der Einfluss der unterschiedlichen Varianten auf den Wärmeüber-

gang untersucht. Hierbei wird noch keine Kühlluft ausgeblasen. Anschließend erfolgt eine 

Analyse der Betriebspunkte mit Kühlluftausblasung und eine Bewertung des Einflusses der 

Spaltgeometrie und des Kühlluftmassenstroms auf die Kühlwirkung. Dies wird sowohl für 

die Seitenwand als auch die Schaufelsaugseite durchgeführt. Um einen Vergleich mit den 

vorgestellten Korrelationen für die Ausblasung von Kühlluft durch einfache Spalte zu er-

möglichen, werden die Messdaten abschließend entlang von Stromlinien betrachtet. 

In den nachfolgenden Erläuterungen und Darstellungen wird aus Übersichtlichkeitsgründen 

nicht die volle Bezeichnung jeder Midpassage-Gap-Variante, sondern die in Tabelle 5.1 auf-

gelistete Abkürzung oder das entsprechende Symbol verwendet. Die Varianten (c) und (d), 

welche stromauf verschlossen sind, werden zusammengefasst im Plural als optimierte Vari-

anten bezeichnet. Die Berechnung des Wärmeübergangs ohne Filmkühlung, bei Betriebs-

punkten beziehungsweise Varianten ohne Kühlluftausblasung, erfolgt äquivalent zur Be-

rechnung des Wärmeübergangs mit Filmkühlung bei Kühlluftausblasung. Es kommt das Su-

perpositionsprinzip der Filmkühlung auf Basis von Messungen bei zwei thermischen Rand-

bedingungen zum Einsatz. Da die Heißgasrecoverytemperatur implizit im Superpositions-

prinzip enthalten ist, ist deren Kenntnis zur Berechnung des Wärmeübergangs ohne Film-

kühlung nicht notwendig. Wie bereits erwähnt, ist die Heißgasrecoverytemperatur a priori 

nicht bekannt. Zudem stellen sich Aufgrund derselben Methodik ähnliche systematische 

Fehler ein, was die Vergleichbarkeit der Daten garantiert14. 

 

Tabelle 5.1: Bezeichnung beziehungsweise Symbole der unterschiedlichen Midpassage-

Gap-Varianten im Folgenden 

Midpassage-Gap-Variante Symbol Abkürzung 

(a) senkrecht – verschlossen  verschlossen 

(b) senkrecht – offen  offen 

(c) senkrecht – stromauf verschlossen  stromauf verschlossen 

(d) stromab angestellt – stromauf verschlossen  stromab angestellt 

 

                                                 
14 Durch die Verwendung der selben Methodik wirken sich systematische Fehler, wie zum Beispiel die nur 

teilweise korrigierte Temperaturdifferenz über den Lack, auf dieselbe Art und Weise auf das Ergebnis aus. 

Da die Temperaturdifferenz über den Lack unter anderem von der Filmkühlkonfiguration abhängt, ergeben 

sich gewisse Unterschiede in den systematischen Fehlern zwischen den Betriebspunkten. 
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Für die Bestimmung von mittleren Wärmeübergängen (lateral und flächig) werden extreme 

Ausreißer, wie sie zum Beispiel an den Rändern der Messplatte oder an Bildübergängen 

punktuell vorliegen, ignoriert. Bei der Wärmestromminderung und der adiabaten Filmkühl-

effektivität werden Werte außerhalb des physikalisch sinnvollen Bereichs (𝛩 < −1, 𝛩 > 1 

und 𝜂aW < 0, 𝜂aW > 1) auf die jeweilige nächste Bereichsgrenze gesetzt. Da in großen Be-

reichen der Messplatte kein Kühlfilm vorhanden ist und in diesen somit theoretisch eine 

adiabate Filmkühleffektivität von 𝜂aW = 0 vorliegt, lässt sich in diesem Zuge die Fehlerab-

schätzung überprüfen. Die in diesen Bereichen exemplarisch analysierten Abweichungen 

vom theoretisch richtigen Wert 𝜂aW = 0 liegen im Rahmen der in Abschnitt 4.4 ermittelten 

Messunsicherheiten. Eine Ausnahme stellen kleine Bereiche am Übergang von Schaufel zu 

Seitenwand sowie Ränder und Bildübergänge dar. 

5.1 Einfluss der Spaltgeometrie auf den Wärmeübergang 

In einem ersten Schritt wird analysiert, wie sich das Vorhandensein eines Midpassage-Gap 

auf den Wärmeübergang auswirkt. Hierfür wird der Wärmeübergang bei vorhandener Spalt-

geometrie aber ohne Kühlluftausblasung 𝛼0,geo auf den Wärmeübergang ohne Filmküh-

lung 𝛼0 (kein Midpassage-Gap vorhanden) bezogen. Der Wärmeübergang ohne Filmküh-

lung  𝛼0 wird mit dem Messträger ohne Midpassage-Gap (Abbildung 3.3 links) ermittelt. In 

Abbildung 5.1 ist dieses Verhältnis für alle vier untersuchten Midpassage-Gap-Spaltvarian-

ten auf der Seitenwand dargestellt. Es ist die obere der beiden komplett ausgebildeten Schau-

felpassagen gezeigt, in welcher die Messungen durchgeführt wurden. Die Daten im Bereich 

der Übergangsradien wurden auf die Seitenwand projiziert. Im Bereich des Ausblasemoduls 

aus Kunststoff liegen keine Messdaten vor. Mit dem Midpassage-Gap als Grenze lässt sich 

die  Seitenwand, wie bereits in Abschnitt 2.3 erwähnt, in einen druck- und einen saugseitigen 

Teil trennen.  

Es lassen sich mehrere charakteristische Bereiche identifizieren, welche exemplarisch für 

die Variante des offenen Midpassage-Gap (Abbildung 5.1 (b)) markiert sind. Im stromauf-

liegenden druckseitigen Bereich I liegt für alle Geometrievarianten keine nennenswerte Be-

einflussung des Wärmeübergangs vor. Unterschiede ergeben sich in Bereich II im stromab-

liegenden Teil der Schaufelpassage. Hier kann für den offenen Midpassage-Gap, sowohl 

global aber insbesondere lokal im Bereich des Nachlaufes der Schaufel II1 nahe der Saug-

seite II2 sowie dazwischen nahe der Ausblasung II3, eine signifikante Erhöhung des Wärme-

übergangs beobachtet werden. Dies lässt sich durch die starke Interaktion des offenen Spal-

tes mit dem Heißgasmassenstrom erklären. Wird diese Interaktion durch das Abdichten des 

Spaltes ganz (Abbildung 5.1 (a)) oder teilweise (Abbildung 5.1 (c), (d)) unterbunden, ist die 

Erhöhung im Bereich II, insbesondere im Bereich des Nachlaufes II1 und in Bereich II3, 
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Abbildung 5.1: Wärmeübergangserhöhung 𝛼0,geo/𝛼0 auf der Seitenwand durch das Vor-

handensein eines Midpassage-Gap für alle untersuchten Varianten 

deutlich reduziert15. Für die optimierten Varianten (Abbildung 5.1 (c), (d)) kann in Bereich 

II3 sogar eine Reduktion des Wärmeübergangs beobachtet werden. Diese Reduktion ist bis 

in den druckseitigen Teil der Seitenwand (Bereich III) ausgedehnt und dort für alle Varianten 

zu erkennen. Bereich III befindet sich im Einflussbereich des druckseitigen Hufeisenwirbels 

(Abbildung 2.3). Es lässt sich vermuten, dass der Midpassage-Gap eine Stromaufwirkung 

zum Beispiel in Form einer Umverteilung des Massenstroms in der Passage hat. Diese Um-

verteilung beeinflusst die Bildung des Sekundärwirbelsystems und somit auch des drucksei-

tigen Hufeisenwirbels und schwächt diesen wahrscheinlich ab.  

Ein weiterer signifikanter Bereich befindet sich im stromaufliegenden Teil der Passage nahe 

des Midpassage-Gap und ist mit IV gekennzeichnet. In diesem Bereich lässt sich eine  

                                                 
15 Obwohl beim verschlossenen Midpassage-Gap durch das Abdichten kein Heißgaseinzug mehr stattfindet, 

ist weiterhin eine Auswirkung des Spalts auf den Wärmeübergang zu erkennen. Dies liegt daran, dass trotz 

Abdichtung weiterhin eine Nut (Abbildung 3.5 (a)) vorhanden ist, welche die Grenzschicht stört und somit 

den Wärmeübergang beeinflusst. 

I 

II 

IV 

II1 

 

II2 

 

II3 

 

III 

(a) (b) 

(c) (d) 



76 5 Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen 

 

 

Erhöhung des Wärmeübergangs beobachten, welche für den offenen Midpassage-Gap (Ab-

bildung 5.1 (b)) besonders stark ausgeprägt ist. Hier liegt die Vermutung nahe, dass diese 

Erhöhung durch den aus der Literatur bekannten Effekt des Einzuges von Heißgas im strom-

aufliegenden Teil des Midpassage-Gap (Abschnitt 2.3) verursacht wird. Ein Teil der Heiß-

gasgrenzschicht wird beim Überströmen des Midpassage-Gap in diesen eingezogen. Der 

Midpassage-Gap hat so die Wirkung einer Grenzschichtabsaugung. Durch die sich stromab 

neu ausbildende Grenzschicht stellt sich der beobachtete erhöhte Wärmeübergang ein. Dass 

dieser Effekt durch ein Abdichten des Spaltes reduziert werden kann, lässt sich in Abbildung 

5.2 an den Verläufen der Wärmeübergangserhöhung, gebildet mit lateral (in 𝑦-Richtung) 

gemittelten Werten, 𝛼̅0,geo/𝛼̅0 erkennen. Diese sind über die mit der axialen Sehnenläge 𝐿ax 

normierte 𝑥-Richtung aufgetragen. In schwarz sind die Werte für die Vergleichsvarianten 

des offenen und geschlossenen Midpassage-Gap dargestellt, in grau die Werte der optimier-

ten Varianten, welche beide im stromaufliegenden Teil verschlossen sind. Im Bereich 

𝑥/𝐿ax ≈ 0,0…0,5 lässt sich für die verschlossene Midpassage-Gap-Variante eine deutlich 

reduzierte Erhöhung des Wärmeübergangs im Vergleich zur offenen Variante beobachten. 

Bei beiden optimierten Varianten ist eine Reduktion erst ab 𝑥/𝐿ax ≈ 0,15 zu erkennen, wel-

che für die stromab angestellte Variante im Bereich 𝑥/𝐿ax ≈ 0,35…0,5 besonders stark aus-

geprägt ist. Von 𝑥/𝐿ax ≈ 0,5…0,6 ist, nach teilweise vorherigem starken Anstieg, für alle 

Varianten ein starker Abfall in der Wärmeübergangserhöhung zu beobachten. Im sich an-

schließenden Bereich 𝑥/𝐿ax ≈ 0,6…1,2 lässt sich die in Abbildung 5.1 für den 

 

Abbildung 5.2: Wärmeübergangserhöhung, gebildet mit lateralen Mittelwerten, 𝛼̅0,geo/𝛼̅0 

auf der Seitenwand durch das Vorhandensein eines Midpassage-Gap für alle untersuchten 

Varianten 
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Bereich II beschriebene Abschwächung der Wärmeübergangserhöhung für die (teilweise) 

verschlossenen Varianten im Vergleich zum offenen Midpassage-Gap ebenfalls erkennen. 

Neben der Seitenwand ist auch die Schaufelsaugseite von Interesse. In Abbildung 5.3 ist für 

alle vier Midpassage-Gap-Varianten die Erhöhung des Wärmeübergangs aufgrund des Vor-

handenseins eines Midpassage-Gap dargestellt. Hierfür wurden die Messdaten auf der Saug-

seite abgewickelt und lassen sich somit entlang der Laufkoordinate der Schaufelsaugseite 𝑠, 

welche mit der gesamten Lauflänge der Schaufelsaugseite 𝐿SS entdimensioniert wurde, dar-

stellen. 𝑠/𝐿SS = 0 entspricht dem Schaufelstaupunkt, 𝑠/𝐿SS = 1 der Schaufelhinterkante. 

Im Bereich 𝑠/𝐿SS  = 0,9…1 ist aus den in Abschnitt 4.4 erwähnten Gründen eine Auswer-

tung und Analyse der Messdaten nicht sinnvoll möglich. In Richtung der Schaufelhöhe lie-

gen Messdaten bis 𝑧/ℎ = 0,3 vor. Die Daten im Bereich des Übergangsradius 𝑧/ℎ ≤ 0,08 

wurden in die Darstellungsebene projiziert. Relevante Bereiche sind in den Messdaten für 

den verschlossenen Midpassage-Gap (Abbildung 5.3 (a)) exemplarisch markiert. Im Bereich 

𝑠/𝐿SS  ≈ 0,2 liegt der Überlappungsbereich mehrerer Infrarotaufnahmen, was zu den dort 

erkennbaren Artefakten führt (Bereich I).  

Die Analyse der Messdaten zeigt eine starke Erhöhung des Wärmeübergangs für alle Vari-

anten im Bereich 𝑠/𝐿SS  ≈ 0,25…0,45, der in den Daten für den verschlossenen Spalt mit 

II markiert ist. Es lässt sich vermuten, dass im Bereich II die Interaktion zwischen druck- 

und saugseitigem Hufeisenwirbel, Vph und Vsh, stattfindet. Zudem lässt sich weiter stromab, 

ebenfalls für alle Varianten, ein Streifen erhöhten Wärmeübergangs (III) gefolgt von einer 

flächigen Erhöhung (IV) erkennen. In diesem Bereich bewegt sich das Sekundär-  

 

  

Abbildung 5.3: Wärmeübergangserhöhung 𝛼0,geo/𝛼0 auf der Schaufelsaugseite durch  

das Vorhandensein eines Midpassage-Gap für alle untersuchten Varianten 

II 

IV 
III 

I 

(a) 

(b) 

(c) 

(d) 
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strömungsfeld entlang der Saugseite Richtung Kanalmitte. Diese beschriebenen Erhöhungen 

deuten auf eine Verstärkung des Sekundärwirbelsystems oder die Bildung zusätzlicher Wir-

belstrukturen durch den Midpassage-Gap hin. Es lässt sich für alle Spaltvarianten das quali-

tativ gleiche Verhalten mit geringen Abweichungen in der Ausdehnung der charakteristi-

schen Bereiche beobachten.  

Zur quantitativen Analyse des Einflusses der unterschiedlichen Midpassage-Gap-Varianten 

auf den Wärmeübergang ist in Abbildung 5.4 das Verhältnis der flächig gemittelten Wärme-

übergangskoeffizienten 𝛼̿0,geo/𝛼̿0 für alle Varianten auf der Seitenwand (schwarz) und der 

Saugseite (grau) getrennt dargestellt. Der Mittelungsbereich entspricht dem dargestellten 

Bereich im jeweiligen Konturdiagramm (Abbildung 5.1 und Abbildung 5.3). Es lässt sich 

erkennen, dass der globale Einfluss des Midpassage-Gap im Bereich des betrachteten Teils 

der Schaufelsaugseite deutlich größer ist als auf der Seitenwand, insbesondere für die ver-

schlossene Variante und die optimierten Varianten, welche stromauf verschlossen sind. Auf 

der Seitenwand zeigt die offene Variante, bedingt durch das Ein- und Ausströmen von Heiß-

gas in den Spalt, die größte globale Erhöhung im Wärmeübergang. Durch ein teilweises oder 

komplettes Verschließen des Spaltes mit einem Dichtstreifen lässt sich die Wärmeüber-

gangserhöhung auf der Seitenwand signifikant reduzieren. Auf der Saugseite bestätigt sich 

die qualitative Beobachtung aus der flächigen Darstellung (Abbildung 5.3). Die Unter-

schiede zwischen den einzelnen Geometrievarianten sind gering. Die optimierten Spaltvari-

anten zeigen leicht geringere Wärmeübergangserhöhungen im Vergleich zum offenen oder 

geschlossenen Spalt. 

 

 

Abbildung 5.4: Wärmeübergangserhöhung, gebildet mit flächigen Mittelwerten, 𝛼̿0,geo/𝛼̿0 

durch das Vorhandensein eines Midpassage-Gap  
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Diese ersten Untersuchungen zeigen, dass das Vorhandensein eines Midpassage-Gap bereits 

zu einer signifikanten Erhöhung des Wärmeübergangs, insbesondere bei einem Spalt ohne 

Abdichtung führt. In einem nächsten Schritt werden in den nachfolgenden Abschnitten die 

zusätzlichen Einflüsse durch die Ausblasung von Kühlluft untersucht. Neben dem Einfluss 

auf den Wärmeübergang steht eine Analyse der Kühlwirkung in Form der adiabaten Film-

kühleffektivität sowie der Wärmestromminderung im Fokus. 

5.2 Analyse des Kühlpotentials auf der Seitenwand 

Die Analyse des Kühlpotentials der aus dem Midpassage-Gap ausgeblasenen Sperrluft er-

folgt in zwei Schritten. In diesem Abschnitt soll in einem ersten Schritt die Seitenwand näher 

betrachtet werden, im nachfolgenden Abschnitt in einem zweiten Schritt die Schaufelsaug-

seite. Die Analyse beschränkt sich auf die Midpassage-Gap-Varianten, bei denen ein Aus-

blasen von Kühluft möglich ist. Variante (a), bei welcher der Spalt durch einen Dichtstreifen 

komplett verschlossen ist, wird hier nicht betrachtet. Hier kann, selbst bei einem Plenums-

druck, welcher dem des offenen Spaltes bei einem Massenstromverhältnis  

𝑀𝐹𝑅 = 1% entspricht, keine relevante Menge an Kühlluft ausgeblasen werden. 

Als erstes werden anhand der adiabaten Filmkühleffektivität 𝜂aW grundlegende Phänomene 

erläutert. Die adiabate Filmkühleffektivität ist für alle Varianten und Massenstromverhält-

nisse 𝑀𝐹𝑅 auf der Seitenwand in Abbildung 5.5 dargestellt. Jede Zeile stellt eine Midpas-

sage-Gap-Variante dar ((b), (c), (d)), jede Spalte ein Massenstromverhältnis ((1), (2), (3)). 

Der relevante Bereich, in dem eine Kühlwirkung möglich ist, befindet sich auf dem saugsei-

tigen Teil der Seitenwand im stromabliegenden Bereich der Schaufelpassage. Bei der Be-

trachtung sind zwei Ausbreitungsrichtungen entscheidend, welche in Abbildung 5.5 (b1) 

exemplarisch eingetragen sind, zum einen die Ausbreitungsrichtung der Kühlluft entlang des 

Spaltes (gestrichelter Pfeil) und zum anderen die in Richtung der Überströmung des Spaltes 

(durchgezogener Pfeil). Die Messdaten des offenen Spaltes (Abbildung 5.5 (b)) zeigen mit 

zunehmender Kühlluftmenge eine Ausbreitung des Kühlfilms in beide Richtungen. Entlang 

des Spaltes breitet sich der Kühlfilm mit zunehmender Kühlluftmenge in Stromaufrichtung 

aus, in Überströmrichtung werden mit zunehmender Kühlluftmenge auch weiter stromablie-

gende Bereiche gekühlt. Dies deckt sich mit den Erkenntnissen aus der Literatur (Abbildung 

2.5). Entlang des Spaltes zeigt sich eine ungleichmäßige Verteilung der Kühlwirkung. Im 

stromabliegenden Bereich ist diese am größten und nimmt in Stromaufrichtung ab. Für den 

stromauf verschlossenen Spalt (Abbildung 5.5 (c)) zeigt sich ein ähnliches Bild. Im Ver-

gleich zum offenen Spalt (Abbildung 5.5 (b)) ist jedoch die Verteilung der Kühlwirkung 

entlang und nahe des Spaltes nahezu konstant hoch. Dies kann auch für den stromab ange-

stellten Spalt (Abbildung 5.5 (d)) beobachtet werden. Hier lässt sich zusätzlich nahe der 

Ausblasestelle eine deutlich erhöhte Kühlwirkung im Vergleich zu den beiden anderen Va-

rianten beobachten.  
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Abbildung 5.5: Adiabate Filmkühleffektivität 𝜂aW auf der Seitenwand für alle Massen-

stromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 (Spalten) und alle Midpassage-Gap-Varianten (Zeilen), 

 ausgenommen die verschlossene Variante 

(b1) (b2) (b3) 

(c1) (c2) (c3) 

(d1) (d2) (d3) 
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Um die beschriebenen Effekte erklären zu können, ist eine Betrachtung des Druckes in der 

Kühlluftzuführung hilfreich. Dieser wird an drei Positionen entlang des Spaltes am Über-

gang zum Ausblasemodul (Abbildung 3.4) gemessen. Der Mittelwert der Drücke an allen 

drei Positionen 𝑝s,Kl, normiert mit dem Druck in der Abströmung der Passage 𝑝s,2, ist für 

alle Midpassage-Gap-Varianten und Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 in Abbildung 5.6 dar-

gestellt. 

 

 

Abbildung 5.6: Statisches Druckverhältnis zwischen dem mittleren Druck am Übergang 

des Kühlluftplenums zum Ausblasemodul und dem Austrittsdruck der Passage 𝑝s,Kl/𝑝s,2 

für die unterschiedlichen Midpassage-Gap-Varianten und Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 

Mit zunehmendem Massenstromverhältnis steigt erwartungsgemäß für alle Varianten der 

Druck in der Kühlluftzuführung. Dadurch wird der Einzug von Heißgas in den Spalt redu-

ziert, Kühlluft weiter stromauf ausgeblasen und somit der gekühlte Bereich entlang des 

Spaltes in Stromaufrichtung ausgedehnt. Durch ein Verschließen des Spaltes im 

stromaufliegenden Bereich kann der Einzug von Heißgas bereits bei niedrigen 

Kühlluftmassenströmen deutlich reduziert werden. Dies zeigt sich in den deutlich geringeren 

Drücken im Ausblasemodul für die optimierten Varianten, welche stromauf verschlossen 

sind, im Vergleich zu der offenen Variante. Beim offenen Spalt dringt im stromaufliegenden 

Bereich Heißgas ein, welches sich mit der Kühlluft mischt und zusammen mit dieser im 

stromabliegenden Teil des Midpassage-Gap ausgeblasen wird. Bei den optimierten 

Varianten ist der Bereich des größten Heißgaseinzugs abgedichtet. Dadurch wird im 

stromabliegenden Bereich des Midpassage-Gap selbst bei geringen Kühlluftmassenströmen 

fast ausschließlich Kühlluft ausgeblasen. Hiermit reduziert sich der effektiv ausgeblasene 
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Gesamtmassenstrom und die Drücke im Ausblasemodul sind geringer. Der Impuls der 

ausgeblasenen Mischung aus Heißgas und Kühlluft verringert sich aufgrund des verringerten 

effektiv ausgeblasenen Gesamtmassenstroms ebenfalls. Gleichzeitig ist durch den 

reduzierten Anteil an Heißgas der effektiv ausgeblasene Gesamtmassenstrom kälter, was zu 

einer weiteren Absenkung des Impulses führt und gleichzeitig die Kühlwirkung verbessert. 

Der reduzierte Impuls in Kombination mit der geringeren Temperatur des effektiv 

ausgeblasenen Gesamtmassenstroms erklärt die gleichmäßigere und höhere Kühlwirkung 

entlang des Spaltes für die beiden optimierten Midpassage-Gap-Varianten. 

Mit zunehmendem Kühlluftmassenstrom nähern sich die Drücke im Ausblasemodul für die 

unterschiedlichen Varianten des Midpassage-Gap an. Dies lässt sich dadurch erklären, dass 

mit zunehmendem Kühlluftmassensstrom der Heißgaseinzug bei der offenen Variante 

stromauf reduziert wird und sich diese Variante somit aerodynamisch an die optimierten 

Varianten, welche stromauf verschlossen sind, annähert. Trotz nahezu gleicher Drücke im 

Ausblasemodul bei einem Massenstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 1% zeigen sich im 

Kühlluftabdruck in Abbildung 5.5 (3) noch deutliche Unterschiede zwischen den Varianten. 

Dies lässt sich dadurch erklären, dass es bei den optimierten Varianten des Midpassage-Gap 

durch die Abdichtung der stromaufliegenden Hälfte des Spaltes eine harte Grenze gibt, bis 

zu der Heißgaseinzug sicher unterbunden wird. Bei der offenen Variante stellt sich ein 

fließender Übergang ein.  

Eine detaillierte Analyse der unterschiedlichen Midpassage-Gap-Varianten bezüglich der 

adiabaten Filmkühleffektivität, insbesondere der Effekte, welche sich durch das Anstellen 

des Spaltes ergeben, erfolgt in Abschnitt 5.4 durch Auswertung der Messdaten entlang von 

Stromlinien. 

Neben der adiabten Filmkühleffektivität stellt die Erhöhung des Wärmeübergangs durch 

Kühlluftausblasung eine wichtige Größe dar. In Abbildung 5.7 ist der Wärmeübergang mit 

Filmkühlung 𝛼f bezogen auf den Wärmeübergang ohne Filmkühlung, aber mit vorhandener 

Spaltgeometrie, 𝛼0,geo nach dem selben Schema wie für die adiabate Filmkühleffektivität in 

Abbildung 5.5 dargestellt. Durch den Bezug auf 𝛼0,geo werden ausschließlich Effekte 

abgebildet, welche durch das Ausblasen von Kühlluft zustande kommen. Für alle 

Massenstromverhältnisse und Midpassage-Gap-Varianten lassen sich vier charakteristische 

Bereiche identifizieren, welche exemplarisch in der Darstellung der Messdaten der stromauf 

verschlossenen Variante bei dem niedrigsten Kühlluftmassenstrom (Abbildung 5.7, (c1)) 

eingetragen sind. Der stromaufliegende Teil der Schaufelpassage, welcher sich nicht im 

direkten Einflussbereich des Midpassage-Gap befindet (Bereich I), bleibt durch die 

Ausblasung von Kühlluft nahezu unbeeinflusst. Der Haupteinflussbereich befindet sich im 

stromabliegenden, saugseitigen Bereich der Seitenwand, für den in Abbildung 5.5 auch eine 

Kühlwirkung beobachtet werden konnte. Nahe der Schaufelsaugseite lässt sich ein Streifen 

erhöhten und abgesenkten Wärmeübergangs beobachten (Bereich II), welcher insbesondere 

für die optimierten Varianten (Abbildung 5.7, (c) und (d)) stark ausgeprägt ist und sich mit  
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Abbildung 5.7: Wärmeübergangserhöhung durch Filmkühlung 𝛼f/𝛼0,geo auf der Seiten-

wand für alle Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 (Spalten) und alle Midpassage-Gap-Varian-

ten (Zeilen), ausgenommen die verschlossene Variante 

(b1) (b2) (b3) 

(c1) (c2) (c3) 

(d1) (d2) (d3) 

II III 
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zunehmender Kühlluftmenge verstärkt. Der Streifen des abgesenkten Wärmeübergangs 

deckt sich näherungsweise mit Bereich II2 aus Abbildung 5.1, wo eine Erhöhung des 

Wärmeübergangs durch das Einbringen des Midpassage-Gap beobachtet werden konnte. Es 

liegt die Vermutung nahe, dass es durch das Ausblasen von Kühlluft zu einer Verschiebung 

der Strömungsstruktur, die diese Erhöhung verursacht, kommt. 

Im stromab liegenden Bereich des Spaltes im Schaufelnachlauf (Bereich III) lässt sich für 

die optimierten Varianten (Abbildung 5.7, (c) und (d)) ebenfalls ein Streifen erhöhten und 

abgesenkten Wärmeübergangs beobachten. Hierfür gibt es in Abbildung 5.1 (c) und (d) kein 

Pendant. Für die offene Variante kann das selbe Phänomen bereits in Abbildung 5.1 (b) ohne 

die Ausblasung von Kühlluft beobachtet werden, ist jedoch dafür in Abbildung 5.7 (b) nur 

sehr schwach ausgeprägt. Es liegt die Vermutung nahe, dass es bei den optimierten Varianten 

durch die Kühlluftausblasung zu Verschiebungen der Nachlaufstrukturen der Schaufel 

kommt. Bei der offenen Variante kommt es ohne Kühlluftausblasung im stromaufliegenden 

Teil zu einem Einzug von Heißgas, welches stromab wieder ausgeblasen wird. Hier ist der 

Schluss naheliegend, dass das ausgeblasene Heißgas zu einer Verschiebung der 

Nachlaufstrukturen führt und deshalb der Effekt für die offene Variante bereits ohne 

zusätzliche Kühlluftausblasung auftritt (Abbildung 5.1 (b)). Bei der verschlossenen Variante 

und den optimierten Varianten wird durch die (teilweise) Abdichtung der Heißgaseinzug 

unabhängig von der Ausblasung von Sperr- beziehungsweise Kühlluft stark reduziert bis 

komplett unterbunden. Dadurch ist der Effekt in Abbildung 5.1 (a), (c), und (d) noch nicht 

vorhanden und tritt erst auf, wenn Kühlluft ausgeblasen wird.  

Generell lässt sich stromab nahe der Ausblasestelle (Bereich IV) ein erhöhter 

Wärmeübergang feststellen, welcher für die optimierten Varianten stärker ausgeprägt ist und 

sich mit zunehmender Kühlluftmenge verstärkt. 

Eine Besonderheit ist für den stromab angestellten Spalt bei der höchsten 

Kühlluftausblasemenge (Abbildung 5.7, (d3)) zu beobachten. Im Bereich V lässt sich ein 

Streifen stark erhöhten Wärmeübergangs erkennen. Dieser Bereich korrespondiert mit einem 

starken Wirbel, welcher für diese Variante bei diesem Betriebspunkt in den numerischen 

Vorstudien von de Arcos (2019) beobachtet werden konnte. Dieser Wirbel entsteht am 

Übergang zwischen dem senkrechten abgedichteten und dem angestellten offenen Teil des 

Spalts und ist deshalb in Abbildung 5.8 als Spaltwirbel Vg gekennzeichnet. Er bewegt sich 

stromab und interagiert nahe der Saugseite mit dem Sekundärströmungsfeld, welches in Ab-

bildung 5.8 vereinfacht nach Abbildung 2.3 dargestellt ist. Der Spaltwirbel Vg rotiert in die-

selbe Richtung wie der saugseitige Ast des Hufeisenwirbels Vph beziehungsweise der Passa-

genwirbel Vp. Es kann somit vermutet werden, dass der Spaltwirbel Vg den Passagenwirbel 

Vp verstärkt beziehungsweise sich mit diesem vereinigt. Eine detailliertere Aussage ist auf 

Basis der Daten von de Arcos (2019) nicht möglich. 

Eine weiter Besonderheit ist für den offenen Spalt zu beobachten (Abbildung 5.7, (b)). Hier 

kann im stromaufliegenden, spaltnahen Bereich (Bereich VI) mit zunehmender 
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Kühlluftmenge ein reduzierter Wärmeübergang beobachtet werden. Der Bereich deckt sich 

mit Bereich IV aus Abbildung 5.1 (b). Hier liegt die Vermutung nahe, dass mit 

zunehmendem Kühlluftmassenstrom der Heißgaseinzug im stromaufliegenden Bereich des 

Spaltes reduziert und damit auch der in Abschnitt 5.1 beschriebene Effekt der Absaugung 

der Grenzschicht in diesem Bereich abgeschwächt wird. Derselbe Effekt kann auch für den 

stromab angestellten Spalt bei der höchsten Kühlluftausblasung (Abbildung 5.7, (d3)) 

beobachtet werden. Hier lässt sich der Effekt auf Grundlage der vorliegenden thermischen 

Daten nicht eindeutig erklären. Ein möglicher Erklärungsansatz ist, dass der Spaltwirbel Vg 

(Abbildung 5.8), welcher bei dieser Variante bei der hohen Kühlluftausblasung auftritt, 

durch seine Stromaufwirkung den Wärmeübergang in diesem Bereich beeinflusst. 

 

 

Abbildung 5.8: zusätzlicher Spaltwirbel Vg beim stromab angestellten Spalt bei einem  

Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 = 1%, basierend auf Abbildung 2.3 und de Arcos (2019) 

Um die unterschiedlichen Varianten und Kühlluftausblasemengen quantitativ miteinander 

vergleichen zu können, erfolgt eine flächige Mittelung der Größen für alle Spaltvarianten 

und Auftragung über das Massenstromverhältnis 𝑀𝐹𝑅  (Abbildung 5.9). Neben der adiaba-

ten Filmkühleffektivität und der Wärmeübergangserhöhung durch Filmkühlung wird zusätz-

lich noch die Wärmestromminderung nach Gleichung 2.8 ermittelt und flächig gemittelt, um 

die kombinierten Effekte von adiabater Filmkühleffektivität und Wärmeübergangserhöhung 

analysieren zu können. Bei der Berechnung der Wärmeübergangserhöhung und der Wär-

mestromminderung wird in beiden Fällen ein Wert für den Wärmeübergang ohne Filmküh-

Vp 

Vg 

Vph 
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lung benötigt. Da hier zwei Größen als Referenz in Frage kommen, einmal ohne das Vor-

handensein eines Midpassage-Gap (𝛼0) und einmal mit vorhandener Spaltgeometrie aber 

ohne Kühlluftausblasung (𝛼0,geo), erfolgt die Berechnung für beide Größen.16  

Mit zunehmender Kühlluftmenge lässt sich eine Steigerung der adiabaten Filmkühleffekti-

vität beobachten (Abbildung 5.9 (a)). Für die Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 =

0,25% und 0,5% liegen die optimierten Varianten um etwa Δ𝜂̿aW ≈ 0,015 oberhalb der of-

fenen Variante. Bei dem höchsten Massenstromverhältnis ist dies weiterhin für die stromauf 

verschlossene Variante der Fall, die stromab angestellte Variante fällt, trotz der erhöhten 

Filmkühleffektivität nahe der Ausblasestelle, auf das Niveau der offenen Variante.  

  

 

Abbildung 5.9: Flächenmittel der adiabaten Filmkühleffektivität 𝜂̿aW (a),  

Wärmeübergangserhöhung, gebildet mit flächigen Mittelwerten, 𝛼̿f/𝛼̿0(,geo) (b) und Flä-

chenmittel der Wärmestromminderung 𝛩̿ (c) auf der Seitenwand 

                                                 
16 Bei der flächigen Mittelung ist zu beachten, dass aufgrund der leicht in Überströmungsrichtung versetzten 

Ausblaseposition beim stromab angestellten Spalt mehr des direkt stromab der Ausblasung liegenden Be-

reichs auf der Messplatte liegt und somit in die Mittelung mit eingeht. Da es sich hierbei um einen Bereich 

hohen Wärmeübergangs aber auch hoher adiabater Filmkühleffektivität handelt, werden dadurch die Mittel-

werte minimal erhöht (grobe Extremwertabschätzung für hohe Kühlluftmassenströme: Δ𝜂̿aW < 0,008,  

Δ𝛼̿f ≈ 1%, Δ𝛩̿ < 0,008). Die beobachteten Tendenzen werden dadurch nicht verfälscht. 

(a) 

(b) (c) 
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Eine Betrachtung der Wärmeübergangserhöhung durch Kühlluftausblasung (Abbildung 5.9 

(b)) zeigt mit zunehmendem Kühlluftmassenstrom ebenfalls einen erhöhten Wärmeüber-

gang für alle Spaltvarianten. Der Effekt ist bei den optimierten Varianten zwischen einem 

Massenstromverhältnis 𝑀𝐹𝑅 = 0,25 und 𝑀𝐹𝑅 = 0,5 deutlich stärker ausgeprägt als bei der 

offenen Vergleichsvariante. Bei dieser ist annähernd keine Erhöhung zu beobachten. Bei 

einer Erhöhung des Massenstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 0,5 auf 𝑀𝐹𝑅 = 1 ist bei der offe-

nen und stromauf verschlossenen Variante ein moderater Anstieg zu erkennen. Bei der 

stromab angestellten Variante ist weiterhin ein starker Anstieg, verursacht durch den bereits 

erwähnten neu auftretenden Spaltwirbel bei einem Massenstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 1, 

zu beobachten. Ein Vergleich der Erhöhung des Wärmeübergangs durch Kühlluftausblasung 

bei unterschiedlichen Wärmeübergangskoeffizienten ohne Filmkühlung als Referenz (ge-

strichelte Linie: 𝛼0,geo, gepunktete Linie: 𝛼0) zeigt den größten Unterschied bei der offenen 

Spaltvariante. Hier überwiegt der Geometrieeffekt, welcher aus dem Verhältnis von gepunk-

teter Linie zu gestrichelter Linie ((𝛼f/𝛼0)/(𝛼f/𝛼0,geo) = 𝛼0,geo/𝛼0) abgelesen werden 

kann. Eine zusätzliche Kühlluftausblasung führt zu keiner weiteren nennenswerten Erhö-

hung im Wärmeübergang. Dies lässt sich vermutlich damit erklären, dass es beim offenen 

Spalt bei einer Erhöhung des Kühlluftmassenstroms gleichzeitig zu einer signifikanten Re-

duktion des Heißgaseinzugs in den Spalt kommt. Durch die Erhöhung des Kühlluftmassen-

stroms steigt der Druck im Ausblasemodul, was den Heißgaseinzug reduziert. Dadurch wird 

der gesamte stromab ausgeblasene Massenstrom nur geringfügig erhöht. Die nur geringere 

Erhöhung im gesamten ausgeblasenen Massenstrom führt schlussendlich dazu, dass die Er-

höhung im Wärmeübergang niedriger ausfällt. Bei den optimierten Spaltvarianten ist durch 

die Abdichtung stromauf die Auswirkung des Kühlluftmassenstroms beziehungsweise des 

Drucks im Ausblasemodul auf den Heißgaseinzug deutlich geringer. Hier erhöht sich durch 

die Ausblasung von Kühlluft der gesamte ausgeblasene Massenstrom stärker und dadurch 

ist der Effekt auf den Wärmeübergang größer. 

Eine finale Bewertung des thermischen Effekts des Midpassage-Gap erfolgt anhand der flä-

chig gemittelten Wärmestromminderung 𝛩̿ (Abbildung 5.9 (c)). Diese entspricht vereinfacht 

gesprochen einer um die Wärmeübergangserhöhung skalierten adiabaten Filmkühleffektivi-

tät und die Verläufe ähneln somit dieser. Wird ausschließlich die Erhöhung des Wärmeüber-

gangs durch Kühlluftausblasung berücksichtigt und somit 𝛼0,geo als Referenz herangezogen, 

liefert die offene Variante die beste Kühlwirkung. Eine Ausnahme stellt die niedrigste Kühl-

luftmenge dar, bei der alle Varianten nahezu gleichauf liegen. Wird der Geometrieeffekt mit 

berücksichtigt und 𝛼0 als Referenz verwendet, liefert die stromauf verschlossene Variante 

für alle Kühlluftmassenströme die beste Kühlwirkung. Für ein Massenstromverhält-

nis 𝑀𝐹𝑅 = 0,25 und 𝑀𝐹𝑅 = 0,5 liegt die stromab angestellte Variante fast auf demselben 

Niveau. Für ein Massenstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 1 kann bei dieser nur noch eine geringe 

Erhöhung der Kühlwirkung beobachten werden und sie schneidet im Vergleich zu den an-
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deren Varianten am schlechtesten ab. Grund hierfür ist zum einen der stark erhöhte Wärme-

übergang und zum anderen die nur moderate Erhöhung der Filmkühleffektivität bei einer 

Erhöhung des Kühlluftmassenstromverhältnisses von 𝑀𝐹𝑅 = 0,5 auf 𝑀𝐹𝑅 = 1.  

Bei einer Berücksichtigung der Wärmeübergangserhöhung, sowohl durch die Spaltgeomet-

rie als auch durch die Kühlluftausblasung, schneidet die stromauf verschlossene Variante 

auf der Seitenwand bezüglich der Kühlwirkung am besten ab. Wie sich dies auf der Schau-

felsaugseite verhält, wird im nachfolgenden Abschnitt näher erläutert. 

5.3 Analyse des Kühlpotentials auf der Schaufelsaugseite 

Wie im Rahmen der Literaturrecherche in Kapitel 2 ausführlich erläutert, hat auf der Seiten-

wand ausgebrachte Kühlluft das Potential, einen Beitrag zur Kühlung der Schaufelsaugseite 

zu leisten. Inwiefern dies auch durch aus dem Midpassage-Gap auf der Seitenwand ausge-

brachten Kühlluft möglich ist, geht aus der öffentlich zugänglichen Literatur bislang wegen 

fehlender experimenteller Daten (Abschnitt 2.3) nur sehr begrenzt hervor und soll in diesem 

Abschnitt näher betrachtet werden. 

Um die Ausbreitung der Kühlluft analysieren zu können, eignet sich die adiabate Filmkühl-

effektivität 𝜂aW, welche in Abbildung 5.10 auf der Schaufelsaugseite für unterschiedliche 

Spaltvarianten ((b), (c), (d)) und Kühlluftmengen ((1), (2), (3))  dargestellt ist. Anhand der 

offenen Variante des Midpassage-Gap (Abbildung 5.10 (b)) ist das grundsätzliche Verhalten 

ersichtlich. Im stromabliegenden Bereich der seitenwandnahen Schaufelsaugseite ist ein ge-

kühlter Bereich zu erkennen, welcher sich mit zunehmendem Kühlluftmassenstrom in 

Stromaufrichtung ausbreitet und an Intensität gewinnt. Dieses Verhalten kann für alle Spalt-

varianten beobachtet werden. Der komplette Datensatz ist im Anhang in Abschnitt A3 zu 

finden. Dennoch gibt es Unterschiede zwischen den unterschiedlichen Geometrievarianten, 

welche Anhand der Daten für den höchsten Kühlluftmassenstrom (Abbildung 5.10 (3)) her-

ausgearbeitet werden sollen. Für den stromauf verschlossenen Spalt (Abbildung 5.10 (c3))  

lässt sich insbesondere nahe der Seitenwand eine deutlich gesteigerte Filmkühleffektivität 

im Vergleich zum offenen Spalt (Abbildung 5.10 (b3))  erkennen. Der Ausbreitungsbereich 

der Kühlluft ist nur minimal vergrößert. Für den stromab angestellten Spalt (Abbildung 5.10 

(d3)) kann ein ähnlicher Effekt beobachtet werden. Eine Besonderheit liegt jedoch im strom-

abliegenden, seitenwandnahen Bereich, mit I gekennzeichnet, vor. Hier ist die adiabate Film-

kühleffektivität im Vergleich zu den anderen Spaltvarianten deutlich reduziert. Die Kühlluft 

scheint sich schneller mit dem Heißgas auszumischen beziehungsweise früher komplett von 

der Seitenwand abzuheben. Dies lässt sich auch in den Messdaten auf der Seitenwand be-

obachten (Abbildung 5.5). Hier ist in Überströmungsrichtung des Spaltes stromab, insbe-

sondere nahe der Saugseite, ein deutlich schnellerer Abfall der Kühlwirkung zu beobachten 

als bei den anderen Varianten, besonders beim hohen Kühlluftmassenstrom. 
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Abbildung 5.10: Adiabate Filmkühleffektivität 𝜂aW auf der Schaufelsaugseite für alle  

Midpassage-Gap-Varianten, ausgenommen die verschlossene Variante, und ausgewählte 

Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 

Die Messdaten für die Wärmeübergangserhöhung mit Filmkühlung 𝛼f/𝛼0,geo sind für die 

selben Varianten und Betriebspunkte in Abbildung 5.11 dargestellt. Hier ist der komplette 

Datensatz ebenfalls im Anhang in Abschnitt A4 zu finden. Für alle Varianten und Kühlluft-

ausblasemengen lassen sich zwei parallele Streifen erhöhten (I) und gesenkten (II) Wärme-

übergangs erkennen. Diese deuten auf eine Verschiebung des Sekundärströmungsfeldes 

durch das Ausblasen von Kühlluft hin. Anhand des für den offenen Midpassage-Gap kom-

plett dargestellten Datensatzes (Abbildung 5.11 (b)) lässt sich erkennen, dass sich die Strei-

fen erhöhten und gesenkten Wärmeübergangs für die Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 =

0,25 und 𝑀𝐹𝑅 = 0,5 in etwa die Waage halten. Für das hohe Massenstromverhältnis 

𝑀𝐹𝑅 = 1 dominiert die Erhöhung. Hier scheint es zusätzlich noch zu einer Verstärkung des 

Sekundärwirbelsystems zu kommen. Dies lässt sich für alle Varianten in dieser Form be-

obachten. Eine Ausnahme stellt die Variante mit dem stromab angestellten Spalt beim höchs-

ten Massenstromverhältnis dar (Abbildung 5.11 (d3)). Hier zeigt sich ein großer Bereich 

sehr stark erhöhten Wärmeübergangs (III), welcher in dieser Form auch bereits auf der Sei-

tenwand (Abbildung 5.7 (d3), Bereich V) beobachtet werden konnte. Dies legt den Schluss 

nahe, dass der erhöhte Wärmeübergang auf der Saugseite ebenfalls dem Spaltwirbel bezie-

hungsweise einem durch diesen verstärkten Passagenwirbel zugeordnet werden kann (Ab-

bildung 5.8). Ein Vergleich mit den Verläufen der adiabaten Filmkühleffektivität zeigt, dass 

I 

(b1) 

(b2) 

(b3) 

(c3) 

(d3) 
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Abbildung 5.11: Wärmeübergangserhöhung durch Filmkühlung 𝛼f/𝛼0,geo auf der  

Schaufelsaugseite für alle Midpassage-Gap-Varianten, ausgenommen die verschlossene 

Variante, und ausgewählte Massenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 

der Bereich stark erhöhten Wärmeübergangs mit der Begrenzung des gekühlten Bereichs 

korrespondiert (Abbildung 5.10 (d3)). 

Um die beobachteten Effekte quantitativ bewerten zu können, erfolgt äquivalent zur Seiten-

wand eine flächige Mittelung der adiabaten Filmkühleffektivität, die Ermittlung der Wärme-

übergangserhöhung aus flächigen Mittelwerten und eine flächige Mittelung der Wärmstrom-

minderung (Abbildung 5.12) auf der Saugseite. Die Darstellung erfolgt für alle Spaltvarian-

ten und Kühlluftmassenstromverhältnisse. Bei der Wärmeübergangserhöhung und der Wär-

mestromminderung erfolgt die Berechnung mit beiden möglichen Referenzen für den Wär-

meübergang ohne Filmkühlung. Wie auf der Seitenwand nimmt das Flächenmittel der adia-

baten Filmkühleffektivität 𝜂̿aW (Abbildung 5.12 (a)) für alle Spaltvarianten mit zunehmen-

der Kühlluftmenge zu. Die offene Spaltgeometrie zeigt für alle Kühlluftmassenströme die 

niedrigsten Flächenmittel der adiabaten Filmkühleffektivität. Die beiden optimierten Vari-

anten liegen für die niedrigen Kühlluftmassenstromverhältnisse in etwa gleich auf. Beim 

hohen Kühlluftmassenstromverhältnis 𝑀𝐹𝑅 = 1 dominiert die stromauf verschlossene Va-

riante.  

Die Werte für die Wärmeübergangserhöhung, gebildet mit flächigen Mittelwerten, sind in 

Abbildung 5.12 (b) dargestellt. Die Daten mit dem Wärmeübergangskoeffizienten ohne  
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Abbildung 5.12: Flächenmittel der adiabaten Filmkühleffektivität 𝜂̿aW (a),  

Wärmeübergangserhöhung, gebildet mit flächigen Mittelwerten, 𝛼̿f/𝛼̿0(,geo) (b) und Flä-

chenmittel der Wärmestromminderung 𝛩̿ (c) auf der Schaufelsaugseite 

Filmkühlung mit vorhandener Spaltgeometrie 𝛼0,geo als Referenz (gestrichelte Linie) zeigen, 

dass für die Kühlluftmassenstromverhältnisse 𝑀𝐹𝑅 = 0,25 und 𝑀𝐹𝑅 = 0,5 für alle Spalt-

varianten die Kühlluftausblasung global betrachtet zu keiner weiteren Erhöhung im Wärme-

übergang führt. Für manche Betriebspunkte kann eine geringfügige Reduktion beobachtet 

werden. Das Vorhandensein eines Midpassage-Gap führt jedoch dazu, dass der Wärmeüber-

gang um bis zu 20% global erhöht ist. Dies lässt sich aus dem Verhältnis von gepunkteten 

Kurven mit 𝛼0 als Referenz zu gestrichelten Kurven mit 𝛼0,geo als Referenz ablesen bezie-

hungsweise ist auch bereits in Abbildung 5.4 dargestellt. Für das hohe Kühlluftmassenstrom-

verhältnis 𝑀𝐹𝑅 = 1 ist für die offene und stromauf verschlossene Variante eine leichte Er-

höhung im Wärmeübergang zu beobachten. Für die stromab angestellte Variante führt die 

lokale starke Erhöhung des Wärmeübergangs (Abbildung 5.11 Bereich III) zu einer globalen 

Erhöhung um etwa 20% bei einer Erhöhung des Kühlluftmassenstroms von  

𝑀𝐹𝑅 = 0,5 auf 𝑀𝐹𝑅 = 1.  

Eine Betrachtung der Wärmestromminderung (Abbildung 5.12 (c)) zeigt, dass bei Berück-

sichtigung der gesamten Wärmeübergangserhöhung (gepunktete Kurve mit 𝛼0 als Referenz) 

für das niedrigste Massenstromverhältnis 𝑀𝐹𝑅 = 0,25 global ein negativer Wert beobachtet 

werden kann. Dies entspricht einer Zunahme des Wärmestroms. Für die stromab angestellte 

(a) 

(b) (c) 



92 5 Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen 

 

 

Variante lässt sich die geringste Zunahme im Wärmestrom beobachten. Für die offene und 

stromab angestellte Variante ist für höhere Massenstromverhältnisse nur eine geringfügige 

Verbesserung zu beobachten. Für die stromauf verschlossene Variante kann für ein Kühl-

luftmassenstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 1 eine deutliche Wärmestromminderung betrachtet 

werden. Wird ausschließlich die Wärmeübergangserhöhung durch die Ausblasung von 

Kühlluft berücksichtigt (gestrichelte Kurve mit 𝛼0,geo als Referenz), kann für alle Varianten 

und Kühlluftmassenströme eine positive Wärmestromminderung beobachtet werden. Die 

grundsätzliche Charakteristik bleibt die selbe. 

Zusammengefasst führt die stromauf verschlossene Variante für hohe Kühlluftmassenströme 

zu der besten Kühlwirkung auf der Schaufelsaugseite. Für niedrige Kühlluftmassenströme 

führt die stromab angestellte Variante zu der geringsten Zunahme des Wandwärmestroms. 

Der auftretende Spaltwirbel bei der hohen Kühlluftmenge führt bei der stromab angestellten 

Variante auch auf der Saugseite zu einem starken Einbruch in der Wärmestromminderung. 

Wird die Seitenwand und die Schaufelsaugseite kombiniert betrachtet und die gesamte Wär-

meübergangserhöhung mit berücksichtigt, führen beide optimierten Varianten bei Kühlluft-

massenstromverhältnissen von 𝑀𝐹𝑅 = 0,25 und 𝑀𝐹𝑅 = 0,5 zu einer Verbesserung der 

Kühlwirkung im Vergleich zur offenen Variante. Bei einem Kühlluftmassenstromverhältnis 

von 𝑀𝐹𝑅 = 1 ist nur noch für die stromauf verschlossene Variante ein klarer Vorteil gegen-

über der offenen Variante ersichtlich.  

5.4 Analyse der Messdaten entlang von projizierten Stromlinien  

Nach dieser umfangreichen thermischen Analyse der unterschiedlichen Spaltvarianten so-

wohl auf der Seitenwand als auch auf der Schaufelsaugseite folgt nun eine Auswertung der 

Messdaten entlang von auf die Seitenwand projizierten Stromlinien und ein Vergleich mit 

den bereits vorgestellten Korrelationen. Das Vorgehen erfolgt in Anlehnung an die Arbeit 

von Kneer (2017). Ziel dieser Untersuchung ist es zum einen herauszufinden, inwiefern trotz 

der komplexen Strömungsstrukturen in einer Schaufelpassage eine Beschreibung der Vor-

gänge mittels einfacher Korrelationen möglich ist. Zum anderen soll ein vertieftes Verständ-

nis des thermischen Verhaltens bei unterschiedlichen Kühlluftmengen und Spaltvarianten 

gewonnen werden. 

Um die Messdaten entlang von Stromlinien auswerten zu können, wird in einem ersten 

Schritt im nachfolgenden Unterabschnitt 5.4.1 das Vorgehen hierzu und die Generierung der 

Stromlinien beschrieben. Nach einer Projektion der Stromlinien auf die Seitenwand werden 

in einem zweiten Schritt die Messdaten entlang der Stromlinien analysiert und mit einer 

Auswahl der in Unterabschnitt 2.1.3 erläuterten Korrelationen verglichen. Die Analyse er-

folgt ausschließlich für die adiabate Filmkühleffektivität, da hierfür passende Korrelationen 

verfügbar sind (siehe Unterabschnitt 2.1.3). 
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5.4.1 Vorgehen zur Datenauswertung entlang von projizierten Stromlinien 

Die Stromlinien werden aus Daten einer numerischen Strömungssimulation der Schaufel-

passage ohne Kühlluftspalte (Abbildung 3.3 links) erzeugt, welche von Haber (2020) durch-

geführt wurde. Die Rechnung erfolgte stationär mit modellierter Turbulenz (𝑘,𝜔-SST Mo-

dell) unter Berücksichtigung der Kompressibilität des Fluids. Alle Wände wurden als adiabat 

angenommen. 

Für die Auswertung werden vereinfacht zweidimensionale Stromlinien generiert. Zweidi-

mensional bedeutet, dass die 𝑧-Komponente der Strömung (seitenwandnormale Kompo-

nente) vernachlässigt wird und sich so „ebene“ Stromlinienfelder in verschiedenen (seiten-

wandparallelen) 𝑥, 𝑦-Ebenen erzeugen lassen. Die Stromlinien starten entlang des  

Midpassage-Gap im Zentrum des Spaltes. Hierfür wird die Position des Midpassage-Gap (x, 

y-Koordinaten) in das numerische Modell übernommen und in jede x, y-Ebene, in der Strom-

linien erzeugt werden sollen, projiziert. Bei der Generierung der Stromlinien wird nur die 

stromabliegende Hälfte des Midpassage-Gap berücksichtigt, da nur in diesem Bereich eine 

Kühlluftausblasung bei den optimierten Varianten möglich ist. In Abbildung 5.13 sind 

exemplarische Stromlinien in vier verschiedenen, mit der Schaufelhöhe entdimensionierten, 

Wandabständen 𝑧/ℎ = 0,001…0,5 auf die Seitenwand projiziert dargestellt. Hinterlegt ist 

für alle Varianten die experimentell bestimmte adiabate Filmkühleffektivität für den strom-

auf verschlossenen Spalt bei einer Ausblaserate von 𝑀𝐹𝑅 = 1%. Es lässt sich erkennen, 

dass mit abnehmendem Wandabstand die Übereinstimmung zwischen dem Verlauf der 

Stromlinien und dem Filmkühlabdruck zunimmt. Bei großen Wandabständen, insbesondere 

in der Kanalmitte (𝑧/ℎ = 0,5), zeigt sich ein deutlicher Unterschied in der Richtung der 

Stromlinien und der Ausbreitung des Filmkühlabdrucks. Die Kühlluftausbreitung folgt dem 

wandnahen Strömungsfeld. Hier liegt, verursacht durch die in Unterabschnitt 2.2.1 beschrie-

bene Querströmung, eine Überumlenkung der Strömung vor. Die Strömung in der Kanal-

mitte folgt in erster Näherung dem Schaufelprofil. 

Für die weitere Betrachtung werden die auf die Seitenwand projizierten Stromlinien bei ei-

nem Wandabstand von 𝑧/ℎ = 0,001 herangezogen. Dieser Wandabstand befindet sich im 

Bereich der Stromlinien im Mittel im Übergangsbereich zwischen viskoser Unterschicht und 

dem logarithmischen Bereich der Seitenwandgrenzschicht. Hier passen der Verlauf der 

Stromlinien und die Ausbreitungsrichtung der Kühlluft gut zusammen. Äquivalente, exemp-

larische Vergleiche der Stromlinien mit thermischen Daten für die weiteren untersuchten 

Spaltvarianten sind im Anhang in Abschnitt A5 zu finden.  

Die Stromlinien bei einem Wandabstand von 𝑧/ℎ = 0,001  und die Ausbreitungsrichtung 

der Kühlluft passen nicht für alle untersuchten Varianten perfekt zusammen. Dies liegt unter 

anderem daran, dass in der numerischen Untersuchung von Haber (2020), der die Stromli-

nien entstammen, die Kühlluftausblasung und die damit einhergehende Beeinflussung der 

Grenzschicht nicht berücksichtigt wurde. Für jede untersuchte Kühlluftausblasemenge und 

Spaltgeometrie ließen sich individuell passende Stromlinien identifizieren. Im Rahmen  
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dieser Arbeit wird äquivalent zu Kneer (2017) jedoch darauf verzichtet. Dadurch ist ein Ver-

gleich zwischen unterschiedlichen Varianten einfach möglich und es kommt kein zusätzli-

cher Parameter hinzu. Die gewählten Stromlinien in einem Wandabstand von 𝑧/ℎ = 0,001, 

bei deren Ermittlung eine Kühlluftausblasung nicht berücksichtigt wurde, stellen einen guten 

Kompromiss für alle untersuchten Spaltvarianten und Kühlluftausblasemengen dar. 

 

 

Abbildung 5.13: Adiabate Filmkühleffektivität 𝜂aW auf der Seitenwand für 𝑀𝐹𝑅 = 1% für 

den stromauf verschlossenen Spalt mit überlagerten Stromlinien bei unterschiedlichen 

Wandabständen 𝑧/ℎ 

In einem nächsten Auswerteschritt werden die Messdaten für die adiabate Filmkühleffekti-

vität auf die auf die Seitenwand projizierten Stromlinien interpoliert. Damit ist eine Darstel-

lung der Daten in 𝑥Strom, 𝑛Strom-Stromlinienkoordinaten möglich. 𝑥Strom beschreibt dabei 

die Lauflänge der Stromlinie, 𝑛Strom entspricht der Nummer der Stromlinie (Abbildung 

5.13, 𝑧/ℎ = 0,001). Insgesamt erfolgt die Auswertung entlang von 164 Stromlinien, was 

einer geometrischen Auflösung am Start der Stromlinien im Zentrum des Midpassage-Gap 

von 0,5 mm entspricht.  
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In Abbildung 5.14 oben ist exemplarisch die adiabate Filmkühleffektivität für den stromauf 

verschlossenen Spalt bei einer Ausblaserate von 𝑀𝐹𝑅 = 1% im Stromlinienkoordinatensys-

tem dargestellt. Im stromabliegenden Bereich bei niedrigen Stromliniennummern 𝑛Strom 

fehlen Werte. In diesem Bereich treffen die Stromlinien auf die Saugseite der Schaufel und 

können für diese zweidimensionale Betrachtung nicht weitergeführt werden. Ebenso sind im 

stromaufliegenden Bereich bis 𝑥Strom ≈ 10 mm keine Messdaten vorhanden, da sich in die-

sem Bereich das Midpassage-Gap-Ausblasemodul aus Kunststoff befindet. Der Kurvenver-

lauf in Abbildung 5.14 unten ergibt sich durch eine laterale Mittelung in 𝑛Strom-Richtung. 

Dieses Vorgehen wird für alle Spaltgeometrien und Betriebspunkte angewandt. Dadurch 

wird der Einfluss von Ungenauigkeiten zwischen den Stromlinien und der tatsächlichen 

Kühlluftausbreitung verringert, die Daten auf eine Dimension reduziert und so ein Vergleich 

mit Korrelationen ermöglicht. 

  

 

Abbildung 5.14: Adiabate Filmkühleffektivität 𝜂aW stromab des Midpassage-Gap für 

𝑀𝐹𝑅 = 1% für den stromauf verschlossenen Spalt in Stromlinienkoordinaten (oben) und 

laterale Mittelung in 𝑛Strom-Richtung (unten) 

5.4.2 Analyse der Filmkühleffektivität entlang von projizierten Stromlinien 

In Abbildung 5.15 sind die lateralen Mittelwerte der adiabaten Filmkühleffektivität 𝜂̅aW über 

die Lauflänge 𝑥Strom für alle Betriebspunkte und Geometrievarianten aufgetragen. Die un-

terschiedlichen Stricharten entsprechen unterschiedlichen Kühlluftmassenströmen, die un-

terschiedlichen Farben der Linien unterschiedlichen Spaltvarianten. Für alle Fälle lässt sich 

ein streng monotones Fallen des lateralen Mittelwertes der adiabaten Filmkühleffektivität 
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mit zunehmender Lauflänge beobachten. Eine Ausnahme ist im Bereich  

𝑥Strom ≈ 80…100 mm beobachtbar. Hier ist für alle Fälle ein Plateau mit teilweise gerin-

gem Anstieg der adiabten Filmkühleffektivität zu erkennen. Ein möglicher Grund für das 

Plateau stellt zum einen eine Interaktion der Kühlluft mit dem Sekundärströmungsfeld dar. 

Zum anderen liegen mit zunehmender Lauflänge weniger Stromlinien und somit weniger 

Daten zur Mittelung vor, was ebenfalls zu Abweichungen führen kann. Generell lässt sich, 

wie auch schon in Abschnitt 5.2 beschrieben, mit steigender Kühlluftmenge eine Zunahme 

der adiabaten Filmkühleffektivität beobachten.  

Für einen Vergleich der unterschiedlichen Spaltvarianten werden mehrere Bereiche unter-

schieden. Direkt stromab der Ausblasung 𝑥Strom < 15 mm sind die Messdaten durch Rand-

effekte beeinflusst und eine Interpretation dadurch schwierig. Für die stromab angestellte 

Variante sind Daten weiter stromauf verfügbar. Der Grund liegt darin, dass durch das Neigen 

des Spaltes dieser näher an die Messplatte heranrückt und sich der überströmte Bereich des 

Ausblasemoduls, in welchem keine Messdaten vorliegen, dadurch verkürzt.  

 

 

Abbildung 5.15: Laterale Mittelwerte der adiabaten Filmkühleffektivität für alle  

Spaltvarianten und Betriebspunkte über die Lauflänge 𝑥Strom 

Weiter stromab schließt sich ein Bereich an, in welchem die stromab angestellte Variante 

bei allen Kühlluftmengen die höchsten adiabaten Filmkühleffektivitäten aufweist, gefolgt 

von der stromauf verschlossenen Variante. Die niedrigsten Werte können bei der offenen 

Variante beobachtet werden. Dies deckt sich mit den Erwartungen beziehungsweise der In-

tention, mit denen die optimierten Spaltvarianten entwickelt wurden (Unterabschnitt 3.1.4). 
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Mit zunehmender Lauflänge dreht sich die Reihenfolge jedoch um, das heißt der Abfall in 

der adiabaten Filmkühleffektivität ist für die stromab angestellte Variante am größten, ge-

folgt von der stromauf verschlossenen. Bei den hohen Kühlluftmassenströmen geschieht 

dies früher als bei den niedrigen. So hat für ein Massenstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 0,5% 

und 1% bereits bei 𝑥Strom ≈ 130 mm ein vollständiger Wechsel der Reihenfolge stattge-

funden. Bei einem Massenstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 0,25% hat bis zum Ende des Aus-

wertebereichs bei 𝑥Strom = 150 mm (noch) kein vollständiger Wechsel stattgefunden. Das 

Niveau des stromab verschlossenen Spaltes ist jedoch bereits auf das Niveau des offenen 

Spaltes gefallen.  

Der starke Abfall in der adiabaten Filmkühleffektivität entlang der Lauflänge für den 

stromab angestellten Spalt erklärt, warum die adiabate Filmkühleffektivität bei einem Mas-

senstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 1% im Flächenmittel auf das Niveau des offenen Spaltes 

zurückfällt (Abbildung 5.9 (a)). Die hohe adiabate Filmkühleffektivität nahe der Ausblase-

stelle kann den starken Abfall weiter stromab nicht kompensieren. 

Wie in Unterabschnitt 2.1.2 und 2.1.3 herausgearbeitet beeinflussen die Spaltweite 𝑠 und die 

Ausblaserate 𝑀 die Kühlwirkung maßgeblich. Die Lauflänge 𝑥Strom, bezogen auf das Pro-

dukt dieser beiden Faktoren, findet sich in den meisten Korrelationen als Haupteinflusspa-

rameter wieder. Diese Entdimensionierung der Lauflänge wird auch auf die vorliegenden 

Messdaten angewandt. Die Spaltweite entspricht 𝑠 = 2 mm (Abbildung 3.6). Für die Aus-

blaserate wird der Mittelwert entlang des Spaltes ermittelt. Hierfür wird angenommen, dass 

es zu keinem Heißgaseinzug kommt und die Kühlluft nur in der stromabliegenden Hälfte 

des Midpassage-Gap austritt. Dies ist insbesondere für den offenen Spalt bei niedrigen Mas-

senstromverhältnissen eine starke Vereinfachung. Die zur Bestimmung der mittleren Aus-

blaserate 𝑀̅ erforderliche mittlere Massenstromdichte des Heißgases wird aus den numeri-

schen Daten von Haber (2020) in der Freiströmung bei einem Wandabstand von 𝑧/ℎ = 0,5 

(Mittelschnitt) ermittelt. Hierzu werden die lokalen Werte für die Massenstromdichte ent-

lang der stromabliegenden Hälfte des Spaltes (Startpositon der Stromlinien) gemittelt. Dass, 

wie anhand der Stromlinien in Abbildung 5.13 zu erkennen, im Bereich der Ausblasung die 

Heißgasströmung nicht senkrecht zum Spalt verläuft, wird vernachlässigt. Da sich durch das 

Anstellen des Spaltes die Spaltposition minimal ändert, ergeben sich für den stromab ange-

stellten Spalt geringfügig andere Werte. Der Mittelwert der Massenstromdichte der Kühlluft 

ergibt sich aus dem zugehörigen Kühlluftmassenstrom und der Querschnittsfläche der strom-

abliegenden Hälfte des Spaltes. Die mittleren Ausblaseraten für die unterschiedlichen Vari-

anten sind in Tabelle 5.2 gezeigt. Ebenso ist die mittlere Kühlluftreynoldszahl, gebildet mit 

der Spaltweite und der mittleren Kühlluftmassenstromdichte, für alle Massenstromverhält-

nisse dargestellt. 

Wird die adiabate Filmkühleffektivität über 𝑥Strom/(𝑀̅𝑠) aufgetragen, ergibt sich der in Ab-

bildung 5.16 dargestellte Zusammenhang. Es lässt sich erkennen, dass die Messdaten für die 

unterschiedlichen Betriebspunkte stark zusammenrücken. Dies deutet darauf hin, dass auch  
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Tabelle 5.2: Mittlere Ausblaseraten und Kühlluftreynoldszahlen  für unterschiedliche 

Spaltgeometrien und Massenstromverhältnisse 

Massenstrom-

verhältnis 𝑀𝐹𝑅 

Mittlere Ausblaserate 𝑀̅ Mittlere 

Kühlluft- 

reynoldszahl 

𝑅𝑒̅̅̅̅ Kl 

offen, stromauf 

verschlossen 

stromab  

angestellt 

0,25% 0,203 0,198 3836 

0,5% 0,406 0,397 7671 

1% 0,812 0,793 15343 

 

bei dieser komplexen Strömungssituation die Ausblaserate einen der dominierenden Fakto-

ren darstellt. Da die Spaltweite im Experiment nicht variiert wurde, ist zum Einfluss der 

Spaltweite keine Aussage möglich. Trotz des Zusammenrückens sind gewisse Abweichun-

gen beobachtbar. So liegt die offene Spaltvariante bei der niedrigsten Kühlluftmenge 

(𝑀𝐹𝑅 = 0,25%) deutlich unterhalb der restlichen Messdaten. Dies lässt sich mit dem star-

ken Heißgaseinzug im stromaufliegenden Teil des Spaltes für diesen Betriebspunkt und der 

damit einhergehenden reduzierten Kühlwirkung erklären. Das Heißgas mischt sich im 

 

 

Abbildung 5.16: Laterale Mittelwerte der adiabaten Filmkühleffektivität für alle  

Spaltvarianten und Betriebspunkte über die entdimensionierte Lauflänge 𝑥Strom/(𝑀̅𝑠) 
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Ausblasemodul mit der Kühlluft und wird stromab mit ausgeblasen. Des Weiteren lassen 

sich stromab des bereits in Abbildung 5.15 beobachteten Plateaus, insbesondere für ein Mas-

senstromverhältnis von 𝑀𝐹𝑅 = 1%, deutlich niedrigere adiabate Filmkühleffektivitäten be-

obachten. Die Position des Plateaus tritt aufgrund des Bezugs der Lauflänge 𝑥Strom auf die 

mittlere Ausblaserate 𝑀̅ nun abhängig vom Kühlluftmassenstrom bei unterschiedlichen 

Werten für  𝑥Strom/(𝑀̅𝑠) auf. 

Die experimentellen Daten sollen in einem letzten Schritt mit Korrelationen verglichen wer-

den. Hierzu werden zwei Korrelationen unterschiedlicher Komplexität aus den in Unterab-

schnitt 2.1.3 vorgestellten Korrelationen ausgewählt. Zum einen kommt die einfachste Kor-

relation in der Form 𝜂aW = 𝐴 ∙ (𝑥/(𝑀 ∙ 𝑠))𝐵 (Gleichung 2.12) zum Einsatz. Es werden die 

Koeffizienten für wandnormale Ausblasung nach Seban et al. (1957) (𝐴 = 2,2 und  

𝐵 = −0,5) verwendet. Die Korrelation wurde in Seban et al. (1957) im Bereich 𝑥/(𝑀 ∙ 𝑠) ≈

10…800 und 𝑀 = 0,19…0,71 validiert und deckt somit einen Großteil des Bereichs der 

Messdaten dieser Arbeit ab. Das Dichteverhältnis lag bei 𝐷𝑅 < 1 und weicht somit von dem 

in dieser Arbeit ab. Für eine Ausblasung unter einem Winkel von 𝛾 = 45° sind für diesen 

Korrelationstyp keine Koeffizienten in der öffentlich zugänglichen Literatur zu finden. 

Als zweite Korrelation wird die Korrelation von Goldstein und Haji-Sheikh (1967) (nach 

Goldstein (1971)) herangezogen (Gleichung 2.14). Diese beinhaltet den Einfluss des Aus-

blasewinkels, der Stoffdaten sowie die Kühlluftreynoldszahl implizit und ist dadurch deut-

lich umfangreicher. Die Korrelation wurde in Goldstein (1971) mit Daten im Bereich  

𝑥/(𝑀 ∙ 𝑠) ≈ 20…500, 𝑀 = 0,18…0,58 und 𝑅𝑒Kl = 620…6220 für verschiedene Aus-

blasewinkel validiert und deckt somit einen weiten Bereich der Messdaten ab. Abstriche 

müssen für die hohen Kühlluftmassenströme bei der Ausblaserate und der Kühlluftreynolds-

zahl gemacht werden. Das Dichteverhältnis lag bei den Validierungsdaten unter eins und 

weicht somit von dem in dieser Arbeit ab.  

Aufgrund der Struktur der Korrelationen bietet sich eine doppellogarithmische Darstellung 

an (Abbildung 5.17). Als durchgezogene schwarze Linie ist die einfache Korrelation nach 

Seban et al. (1957) für die wandnormale Ausblasung dargestellt. Der Bereich, welcher durch 

die schwarzen gestrichelten Linien begrenzt wird, entspricht der umfangreichen Korrelation 

nach Goldstein und Haji-Sheikh (1967) (nach Goldstein (1971)) für eine wandnormale Aus-

blasung. Der dargestellte Bereich deckt den Kühlluftreynoldszahlbereich ab, welcher in den 

Messdaten aufgrund der unterschiedlichen Kühlluftmengen auftritt. Neben den Korrelatio-

nen sind in Abbildung 5.17 die Messdaten für den offenen Spalt eingetragen. Die unter-

schiedlichen Symbole der Messpunkte repräsentieren die verschiedenen Kühlluftmassen-

ströme. Die Messdaten für die optimierten Varianten folgen in einer separaten Grafik. 

In einem ersten Schritt werden die Messdaten für die beiden hohen Kühlluftmassenströme 

analysiert. In einem Bereich von 𝑥Strom/𝑀̅𝑠 ≈ 20…70 sind diese nahezu deckungsgleich 

und ein linearer Verlauf in der doppellogarithmischen Darstellung ist erkennbar. In diesem 
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Abbildung 5.17: Laterale Mittelwerte der adiabaten Filmkühleffektivität für die offene 

Spaltvariante über die entdimensionierte Lauflänge 𝑥Strom/(𝑀̅𝑠) mit Korrelationen 

Bereich werden die Messdaten nahezu perfekt von der einfachen Korrelation (Seban et al. 

(1957)) wiedergegeben. Für kleinere Werte von 𝑥Strom/𝑀̅𝑠  ist ein Abknicken zu beobach-

ten. Die Messdaten liegen unterhalb der einfachen Korrelation. Für größere Werte ist, ab-

hängig von der Kühluftmenge bzw. der Ausblaserate, ebenfalls ein deutlicher Abfall zu be-

obachten, dessen Beginn mit dem bereits in Abbildung 5.15 und Abbildung 5.16 beobach-

teten Plateau korrespondiert. Die umfangreiche Korrelation von Goldstein und Haji-Sheikh 

(1967) (nach Goldstein (1971)) zeigt eine befriedigende Übereinstimmung mit den Messda-

ten.  Die Kurvenform der umfangreichen Korrelation passt, insbesondere für große und 

kleine Werte für 𝑥Strom/𝑀̅𝑠, besser zu den Messdaten als die Kurvenform der einfachen 

Korrelation. Tendenziell liefert die umfangreiche Korrelation zu große Werte für die adia-

bate Filmkühleffektivität verglichen mit den Messdaten. Die umfangreiche Korrelation zeigt 

mit zunehmender Kühlluftreynoldszahl und somit zunehmendem Kühlluftmassenstrom eine 

Reduktion in der adiabaten Filmkühleffektivität. Derselbe Trend kann im Bereich stromab 

des Plateaus auch für die Messdaten beobachtet werden. Jedoch ist der Effekt bei den Mess-

daten deutlich stärker. Hier hat, wie bereits erwähnt, vermutlich das Sekundärströmungsfeld 

einen signifikanten Einfluss auf die Kühlluftverteilung.  

Die Messdaten für den niedrigsten Kühlluftmassenstrom liegen, wie bereits in Abbildung 

5.16 beobachtet und mit dem Heißgaseinzug erklärt, deutlich unterhalb der Messdaten der 

hohen Kühlluftmassenströme und somit auch unterhalb der beiden eingetragenen Korrelati-

onen. 
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In Abbildung 5.18 sind nun neben den Korrelationen die Messdaten für den stromauf ver-

schlossenen Spalt (schwarze Kreise) und den stromab angestellten Spalt (graue Kreuze) ein-

getragen. Ebenso wurde die Grafik um die Darstellung der Korrelation von Goldstein und 

Haji-Sheikh (1967) (nach Goldstein (1971)) für einen Ausblasewinkel von 𝛾 = 45° ergänzt 

(grau gestrichelten Linien). 

Für die Messdaten der optimierten Varianten lässt sich, wie auch schon in Abbildung 5.16 

ersichtlich, der prinzipiell gleiche Verlauf wie für die offene Variante beobachten. Das Ni-

veau der adiabaten Filmkühleffektivität ist im Vergleich zur offenen Variante in weiten Be-

reichen erhöht. Dadurch ist eine höhere Übereinstimmung der Messdaten mit der umfang-

reichen Korrelation zu erkennen. Generell ist nur ein geringer Einfluss des Ausblasewinkels 

erkennbar, welcher, wie bereits erwähnt, im stromaufliegenden Bereich zu einer Erhöhung 

und im stromabliegenen Bereich zu einer Absenkung der adiabaten Filmkühleffektivität 

führt. Dieser Trend wird von der umfangreichen Korrelation im stromaufliegenden Bereich 

wiedergegeben. 

 

 

Abbildung 5.18: Laterale Mittelwerte der adiabaten Filmkühleffektivität für die optimier-

ten Spaltvarianten über die entdimensionierte Lauflänge 𝑥Strom/(𝑀̅𝑠) mit Korrelationen 

Zusammengefasst kann gesagt werden, dass trotz des komplexen Strömungsfelds innerhalb 

einer Schaufelpassage das grundsätzliche Verhalten der Kühlluftausblasung durch einen  

Midpassage-Gap im lateralen Mittel mittels Korrelationen beschrieben werden kann. Eine 

Ausnahme stellt der Bereich des beobachteten Plateaus und stromab davon dar, wo eine 

starke Beeinflussung durch das Sekundärströmugsfeld vermutet wird. Des Weiteren können 
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Effekte wie der Einzug von Heißgas in den Spalt beziehungsweise ein teilweises Verschlie-

ßen des Spaltes von den Korrelationen nicht wiedergegeben werden. Weitere Abweichungen 

lassen sich durch bereits erwähnte Faktoren wie den eingeschränkten Validierungsbereich 

der Korrelationen oder getroffene Vereinfachungen und Annahmen bei der Transformation 

der Messdaten auf die Stromlinien erklären. 

5.5 Zusammenfassung der Erkenntnisse 

Die Untersuchungen zeigen, dass bereits das Vorhandensein eines Midpassage-Gap ohne die 

Ausblasung von Kühlluft einen signifikaten Einfluss auf den Wärmeübergang auf der Sei-

tenwand und der Saugseite hat. Dies ist insbesondere für den offenen Spalt zu beobachten, 

wo eine starke Interaktion mit dem Heißgas stattfindet. Wird Kühlluft aus dem Spalt ausge-

blasen, führt dies in den meisten Fällen zu einer weiteren Erhöhung des Wärmeübergangs, 

insbesondere im stromabliegenden Teil der Schaufelpassage. Gleichzeitig kann in diesem 

Bereich eine Kühlwirkung erzielt werden. Durch ein Abdichten des Midpassage-Gap im 

stromaufliegenden Bereich kann der Einzug von Heißgas reduziert und dadurch die adiabate 

Filmkühleffektivität im stromabliegenden Bereich erhöht werden. Ein Anstellen des Spaltes 

führt hier global betrachtet nicht wie erhofft zu einer weiteren Verbesserung, bei hohen 

Kühlluftmassenströmen ist die adiabate Filmkühleffektivität sogar reduziert.  

Wird der gesamte thermische Effekt der Kühlluftausblasung in Form der Wärmestrommin-

derung betrachtet, zeigt sich auch hier ein Vorteil der optimierten Varianten im Vergleich 

zum offenen Spalt. Für niedrige Kühlluftmengen (𝑀𝐹𝑅 = 0,25% und 0,5%) und bei einer 

Berücksichtigung der gesamten Wärmeübergangserhöhung kann eine Erhöhung der Wär-

mestromminderung um Δ𝛩̿ ≈ 0,02…0,03 beobachtet werden. Für den hohen Kühlluftmas-

senstrom (𝑀𝐹𝑅 = 1%) ergibt sich auf der Seitenwand für den stromauf verschlossenen 

Spalt derselbe positive Effekt verglichen mit dem offenen Spalt. Für den stromab angestell-

ten Spalt fällt die Wärmestromminderung deutlich geringer aus und liegt sogar unter der 

Wärmestromminderung der offenen Variante. Grund hierfür ist ein lokal auftretender starker 

Wirbel, welcher zu einer deutlichen Erhöhung des Wärmeübergangs im flächigen Mittel 

führt. Auf der Schaufelsaugseite ergibt sich ein ähnliches Bild, jedoch kann hier auch für 

den stromab angestellten Spalt ein positiver Effekt in der Wärmestromminderung verglichen 

mit dem offenen Spalt beobachtet werden. Die Erhöhung Wärmestromminderung liegt je-

doch nur bei Δ𝛩̿ ≈ 0,03, während sie für den stromauf verschlossenen Spalt bei Δ𝛩̿ ≈ 0,1 

liegt. Verglichen mit dem offenen Spalt kann somit bei beiden optimierten Spaltvarianten 

eine Verbesserung in der Kühlwirkung für niedere Kühlluftmassenströme erzielt werden. 

Für hohe Kühlluftmassenströme ergibt sich nur für die stromauf verschlossene Variante eine 

Verbesserung.  

Ein Vergleich der optimierten Varianten mit dem verschlossenen Midpassage-Gap-Refe-

renzfall bezüglich der Kühlwirkung ist nicht sinnvoll möglich, da aus dem verschlossenen 
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Midpassage-Gap keine Kühlluft ausgeblasen werden kann. Um hier einen Vergleich anstel-

len zu können, müssten beim verschlossenen Midpassage-Gap im Bereich stromab des Mid-

passage-Gap zusätzlich noch Kühlluftbohrungen vorhanden sein. Aus diesen müsste die-

selbe Menge an Kühlluft ausgeblasen werden wie bei den optimierten Midpassage-Gap-Va-

rianten durch den Spalt. Der in der realen Maschine vorhandene Spalt wird abhängig von 

der Ausführung zwischen den hier betrachteten Extremfällen eines offenen und komplett 

verschlossenen Midpassage-Gap liegen. Um hier das Potential der optimierten Varianten 

abschätzen zu können muss der konkrete Anwendungsfall betrachtet werden. 

Die Auswertung entlang von Stromlinien bestätigt die Beobachtungen der vorherigen Ana-

lysen. Zusätzlich konnten weitere Unterschiede zwischen den unterschiedlichen Geometrie-

varianten aufgezeigt werden. So ist das laterale Mittel der adiabaten Filmkühleffektivität 

direkt stromab der Ausblasung für die stromab angestellte Variante am höchsten, fällt jedoch 

auch am stärksten ab. Im stromabliegenden Bereich fällt sie unter die Werte der offenen 

Variante für hohe Kühlluftmassenströme. Ein Vergleich mit Korrelationen zeigt trotz des 

komplexen Strömungsfelds und vieler Vereinfachungen eine gute Übereinstimmung in Be-

reichen nahe der Ausblasung. Weiter stromab führt vermutlich ein verstärkter Einfluss des 

Sekundärströmungsfeldes zu Abweichungen. Des Weiteren sind Abweichungen für Be-

triebspunkte mit großem Heißgaseinzug beobachtbar. 
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6 Zusammenfassung und Ausblick 

Um bei Gasturbinen und Flugtriebwerken die NOx-Emissionen zu reduzieren und den Wir-

kungsgrad zu steigern, stellen neue Verbrennungskonzepte und eine Erhöhung der Turbi-

neneintrittstemperatur probate Maßnahmen dar. Diese führen jedoch zu einem deutlichen 

Anstieg der thermischen Belastung im seitenwandnahen Bereich der ersten Turbinenleit-

reihe. Dem kann nur durch eine effiziente Steigerung der Kühlung begegnet werden. Eine 

Möglichkeit besteht hierbei in einer gezielten Nutzung der aus fertigungs- und funktionsbe-

dingten Spalten ausgeblasenen Sperrluft zur Kühlung des seitenwandnahen Bereichs. Aktu-

ell besteht die Hauptaufgabe der Sperrluft darin, ein Eindringen von Heißgas zu verhindern. 

Im Rahmen dieser Arbeit sollte der fertigungsbedingte Spalt zwischen zwei Schaufelseg-

menten, auch als Midpassage-Gap bezeichnet, genauer untersucht werden. Aufbauend auf 

existierenden Untersuchungen von Standard-Spaltgeometrien war das Ziel dieser Arbeit, op-

timierte Midpassage-Gap-Varianten zu entwickeln und thermisch hochaufgelöst experimen-

tell zu untersuchen. Der Fokus der Optimierung lag auf einer verbesserten Kühlwirkung der 

ausgeblasenen Sperr- beziehungsweise Kühlluft, bei gleichzeitiger Reduktion des, zum Ver-

hindern des Einzuges von Heißgas, erforderlichen Sperr- beziehungsweise Kühlluftmassen-

stroms. Die thermischen Untersuchungen sollten sowohl auf der Seitenwand als auch erst-

malig im Bereich des Schaufelfußes durchgeführt werden.  

Zur Untersuchung der unterschiedlichen Spaltvarianten, wurde ein bestehender Kaskaden-

prüfstand angepasst und aerodynamisch charakterisiert. Um sowohl die adiabate Filmkühl-

effektivität als auch den Wärmeübergang mit Filmkühlung bestimmen zu können, kam das 

Superpositionsprinzip der Filmkühlung zum Einsatz. Die Messung der hierfür erforderlichen 

flächigen Verteilung der Oberflächentemperaturen erfolgte mittels Infrarotthermographie. 

Aufgrund der komplexen dreidimensionalen Oberflächengeometrie und der begrenzten op-

tischen Zugänglichkeit konnten Teile des Messbereichs nur unter sehr großen Sichtwinkeln 

(|𝜃| > 50°) erfasst werden. In diesen Bereichen liegt ein starker Sichtwinkeleinfluss der 

Emissivität der Oberfläche vor, welcher im bisherigen Kalibrierverfahren (Ochs et al. 

(2009), Elfner (2019)) nicht beziehungsweise nur unzureichend berücksichtigt wird. Somit 

wurde eine Weiterentwicklung des existierenden Kalibrierverfahrens unter Einbeziehung 

der sichtwinkelabhängigen Emissivität erforderlich. Mit dem weiterentwickelten Verfahren, 

welches erfolgreich getestet, validiert und eingesetzt wurde, sind nun Temperaturmessungen 

bei sehr großen Sichtwinkeln von bis zu |𝜃| = 75° mit einem Fehler von kleiner 1,5% mög-

lich. 

Als Referenzvarianten des Midpassage-Gap kamen ein komplett offener und ein komplett 

verschlossener Spalt zum Einsatz. Um den Heißgaseinzug im Vergleich zur komplett offe-

nen Variante zu minimieren und gleichzeitig eine verbesserte Kühlwirkung zu erzielen, 

wurde in einem ersten Optimierungsschritt der Spalt stromauf verschlossen. Die Messungen 
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konnten diese Hypothese bestätigen. Durch das Verschließen des Spaltes im stromaufliegen-

den Bereich konnte der Heißgaseinzug reduziert und sowohl auf der Seitenwand als auch im 

Bereich des Schaufelfußes eine Erhöhung der adiabaten Filmkühleffektivität beobachtet 

werden. Gleichzeit war durch diese Maßnahme auch der Wärmeübergang erhöht. Eine kom-

binierte Betrachtung beider Größen in Form der Wärmestromminderung zeigte jedoch eine 

Reduktion im Wandwärmestrom und somit eine positive Wirkung auf den Kühleffekt. 

In einem zweiten Optimierungsschritt wurde der Spalt im stromabliegenden Bereich zusätz-

lich noch in Strömungsrichtung geneigt, mit dem Ziel die Ablöseneigung zu reduzieren und 

so die Kühlwirkung weiter zu steigern. Nahe der Ausblasestelle konnte durch diese Maß-

nahme eine Erhöhung der adiabaten Filmkühleffektivität erzielt werden, welche jedoch wei-

ter stromab stark abfällt. Global betrachtet konnte keine nennenswerte weitere Verbesserung 

der Kühlwirkung erzielt werden. Für hohe Kühlluftmassenströme wird diese im Vergleich 

zur komplett offenen Variante sogar reduziert. Der Grund hierfür liegt in einem auftretenden 

starken Wirbel und damit einhergehend einer starken lokalen Erhöhung im Wärmeübergang. 

Eine Auswertung der Messdaten entlang von Stromlinien und ein Vergleich mit Korrelatio-

nen für eine einfache Spaltausblasung ergab, dass in weiten Bereichen, trotz des komplexen 

Strömungsfeldes, eine gute Übereinstimmung vorliegt. 

Zusammengefasst konnte erstmals experimentell gezeigt werden, dass aus dem Midpassage-

Gap ausgeblasene Sperrluft neben der Kühlung der Seitenwand auch einen Beitrag zur Küh-

lung des saugseitigen Schaufelfußes leisten kann. Ein Verschließen des Spaltes im strom-

aufliegenden Bereich führt zu einer Verbesserung der Kühlwirkung und zu reduziertem 

Heißgaseinzug. Dadurch ist im Vergleich zu einem komplett offenen Spalt eine effizientere 

Kühlung des stromabliegenden saugseitigen Bereichs der Seitenwand und des Schaufelfußes 

möglich. Bisher hier vorhandene Kühlluftbohrungen können gegebenenfalls reduziert wer-

den. So lässt sich zum einen der Fertigungsaufwand reduzieren, zum anderen Kühlluft ein-

sparen. Inwiefern dieses Potential in der realen Maschine genutzt werden kann, hängt vom 

konkreten Anwendungsfall und Kühlluftbedarf im stromabliegenden Bereich der Passage 

ab. Des Weiteren zeigte sich durch die erstmaligen thermischen Untersuchungen eines 

stromab angestellten Spaltes, wie sensitiv das Strömungsfeld im Bereich des Spaltes ist. Ein 

zusätzlich auftretender Wirbel bei hohen Kühlluftmassenströmen und dadurch erhöhtem 

Wärmeübergang macht hier die Vorteile durch das Verschließen des Spaltes im stromauf-

liegenden Bereich zunichte.  

Die Daten geben einen tiefgehenden Einblick in das mögliche Optimierungspotential von 

Midpassage-Gap-Spaltgeometrien und die Möglichkeiten der Nutzung von Sperrluft zur 

Kühlung. Die Daten sind somit von großem Wert für die thermische Auslegung der ersten 

Turbinenleitreihe zukünftiger Triebwerke. Durch den Vergleich mit einfachen Korrelationen 

konnte gezeigt werden, dass eine erste Vorauslegung mittels dieser einfachen Zusammen-

hänge möglich ist. Für ein noch tiefergehendes Verständnis wäre eine umfangreiche aerody-
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namische Analyse mittels laseroptischer Methoden von großem Wert. Ebenso ist die Ana-

lyse der Interaktion von stromauf der Passage ausgeblasener Kühlluft mit dem Midpassage-

Gap und der dort ausgebrachten Kühlluft ein sinnvoller nächster Schritt. 
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A Anhang 

A1  Eingangsgrößen Fehlerrechnung 

 

Eingangsgröße Unsicherheit Bemerkung 

Allgemein 

Δ𝑇TE Thermoelement (TE) 1,5 K Nach EN 60584-1 

Δ(𝑇TE1 − 𝑇TE2) Differenztemperatur  

zwischen TE 

0 K Offsetabgleich 

Betriebspunkt 

ΔpUmg Umgebungsdrucksensor 15 Pa  

 Pressure Scanner  

2,5 kPa (10‘‘WC) 

3,75 Pa Dynamischer 

Druck 

 Pressure Scanner  

34 kPa (5 psi) 

17 Pa allgemein 

Δ𝐿ch, Δ𝐿p  Schaufelgeometrie 1 mm  

 Kanalabmessungen  

(Höhe, Breite) 

1 mm  

Δ𝑚̇Kl Kühlluftmassenstrom 0,14 g/s + 1% v. M.  

 Annahme Blockprofil  

Heißgas 

1% systematisch 

Filmkühlgrößen 

 Lackschichtdicke  

Seitenwand 

10 μm  

 Lackschichtdicke  

Schaufelfüße 

20 μm  

Δ(𝑇TE − 𝑇Ir) Kalibriergenauigkeit Ir 1,9 K Mittlerer Fehler 

Δ𝑇Kw,int Interpolation Kühlwasser 1,5 K  

 Dicke Messplatte 0,1 mm  

Δ𝜆 Wärmeleitfähigkeiten 3%  

(nach Schmid et al. (2021b)) 
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A2  Mess- und Auswerteablauf 

 

Durchführung von Infrarotmessungen bei zwei unterschiedlichen thermischen  

Randbedingungen (10°C und 80°C Kühlwassertemperatur) → 2 x 113 Aufnahmen 

  
Eliminierung von Detektorungleichförmigkeiten in den Infrarotaufnahmen  

(Non Uniformity Correction (NUC)) 

  
Focus Stacking – Zusammensetzen der scharfen Bereiche aller Bilder einer  

Kameraposition zu einem Bild → Reduktion auf 2 x 14 Aufnahmen 

  
Maskierung der relevanten Bereiche in den einzelnen Aufnahmen 

  
Transformation der Infrarotaufnahmen auf die Messoberfläche und Entfernung aller 

Bereich mit Sichtwinkel 𝜃 > 70° und Bereiche außerhalb des Messbereichs 

    
 Seitenwand:  Schaufelfuß  

 Kalibrierung der Aufnahmen nach 

Ochs et al. (2009) 

 Kalibrierung der Aufnahmen nach 

Schmid et al. (2021a) 

 

    
Zusammensetzen der kalibrierten Infrarotaufnahmen für jede thermische  

Randbedingung → 2 Temperaturkarten 

  
Kopie der Temperaturkarten in die weiteren Passagen 

  
Interpolation der rückseitigen Kühlwassertemperaturverteilung aus den  

Thermoelementstützstellen 

  
Ermittlung der Wärmeströme mittels FE-Rechnung für jede Kühlwassertemperatur 

  
Korrektur der heißgasseitigen Oberflächentemperatur mit Temperaturdifferenz über 

den Lack (halber Iterationsschritt nach Elfner et al. (2021)) 

  
Ermittlung der adiabaten Filmkühleffektivität und des Wärmeübergangs mit Filmküh-

lung mittels Superpositionsprinzip aus den heißgasseitigen Oberflächen- 

temperaturen und wandnormalen Wärmeströmen der beiden Messungen 

 

(nach Schmid et al. (2021b))  
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A3 Filmkühleffektivität auf der Schaufelsaugseite 
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A4 Wärmeübergangserhöhung auf der Schaufelsaugseite 

 

 

 

 

 

  

(b1) 

(b2) 

(b3) 

(c1) 

(c2) 

(c3) 

(d1) 

(d2) 

(d3) 



Anhang 133 

 

 

A5 Adiabate Filmkühleffektivität und Stromlinien 

 

Adiabate Filmkühleffektivität 𝜂aW auf der Seitenwand für 𝑀𝐹𝑅 = 1% für den offenen 

Spalt mit überlagerten Stromlinien bei unterschiedlichen Wandabständen (𝑧/ℎ) 
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Adiabate Filmkühleffektivität 𝜂aW auf der Seitenwand für 𝑀𝐹𝑅 = 1% für den stromab an-

gestellten Spalt mit überlagerten Stromlinien bei unterschiedlichen Wandabständen (𝑧/ℎ) 
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