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Kurzzusammenfassung

Kryogene Hochdruck-Raketenverbrennungsmotoren werden bereits seit vie-
len Jahren erfolgreich eingesetzt. Heute besteht eine neue Herausforderung
darin, Leistung und Funktionssicherheit der bestehenden Antriebe zu ge-
wiéhrleisten und zeitgleich Betriebs- und Entwicklungskosten zu senken. Aus
diesem Grund gewinnt die Anwendung der numerischen Stromungssimula-
tion (CFD) innerhalb des gesamten Entwicklungsprozesses immer mehr an
Bedeutung. Moderne Raketenantriebe werden bei sehr hohen Driicken be-
trieben. Die Treibstoffe werden gleichzeitig bei sehr niedrigen Temperaturen
in die Brennkammer eingebracht. In diesem Zustand unterscheiden sich die
Stoffeigenschaften erheblich von denen bei atmosphérischem Druck. Um eine
aussagekriftige Stromungssimulation durchfithren zu kénnen, miissen die-
se physikalischen Besonderheiten in der thermodynamischen Modellierung
abgebildet werden. In der vorliegenden Arbeit wird ein LES-Verfahren fiir
die numerische Stréomungssimulation von Raketenbrennkammerstromungen
unter Berticksichtigung von Realgaseinfliissen entwickelt. Die thermodyna-
mischen Eigenschaften werden {iber eine Peng-Robinson-Zustandsgleichung
beschrieben. Auf deren Basis wird eine konsistente, thermodynamische Mo-
dellierung fiir die SchlieBung des numerischen Losungsverfahrens hergelei-
tet. Fiir die Berechnung von Mischungseigenschaften wird auf das erweiterte
Korrespondenzprinzip zuriickgegriffen. Hierbei werden Mischungseffekte wie
eine iiberkritische Zweiphasenbildung vernachlassigt. Um mogliche Modellie-
rungsfehler abschétzen zu konnen, werden diese Phdnomene gesondert un-
tersucht. Zur Gewéahrleistung eines stabilen Loserverhaltens wird das nume-
rische Verfahren an die verwendete nicht-lineare Thermodynamik angepasst.
Der entwickelte Stromungsloser wird an den verfiigharen Ergebnissen aus
Experimenten und DNS-Untersuchungen validiert. Eine erste Bewertung des
Losers wird mittels der Simulation einer transitionellen Hy/Oo-Scherschicht
vorgenommen. Die Ergebnisse konnen anhand von DNS-Berechnungen vali-
diert werden und zeigen eine sehr gute Ubereinstimmung mit diesen. Aufbau-
end auf diesen grundlegenden Untersuchungen wird das Verfahren an expe-
rimentellen Ergebnissen eines transkritischen Stickstoffjets bewertet. Hierbei
werden drei Konfigurationen bei unterschiedlichen Temperatur- und Druck-
niveaus untersucht. Die experimentellen Ergebnisse werden dabei durch die
Simulation nahezu perfekt wiedergegeben. Die untersuchten Testféalle haben
deutlich geringere Anforderungen an das numerische Verfahren, als eine ech-
te Brennkammerstromung. Um sicher zu stellen, dass das neu einwickelte
Verfahren auch bei diesen Bedingungen in der Lage ist, eine stabile numeri-
sche Vorhersage zu treffen, wird eine inerte H2/02-Koaxialstromung unter-
sucht, die in ihren Randbedingungen einer Raketenbrennkammerstromung
entspricht. Es zeigt sich, dass mit dem entwickelten Realgas-Loser eine ro-
buste Berechnung von Stromungen mit sehr hohen Dichte- und Geschwin-
digkeitsgradienten realisiert werden kann.



Abstract

The technology of cryogenic rocket combustion engines has been used suc-
cessfully for many years. Nowadays, a new challenge is the requirement of
increasing rocket performance and reliability at restricted budgets. For this
reason, the application of computational fluid dynamics (CFD) methods in
the development process increases steadily.

The pressure in modern combustion chambers is very high, whereas the
propellants are injected at cryogenic temperatures. At these contitions the
thermodynamic fluid properties differ significantly from those in an atmos-
pheric environment. Hence, a real gas equation of state and suitable relations
for the transport properties have to be used for the numerical simulation.

In the work presented here, a LES-code considering thermodynamic re-
al gas effects is developed for the numerical simulation of the flow within a
rocket combustion engine. The thermodynamic properties are modelled by
a Peng-Robinson equation of state. Using this equation a consistent ther-
modynamic modelling has been developed for the closure of the numerical
solver. The extended corresponding states principle has been applied for the
mixture modelling. Here mixing effects like supercritical condensation are ne-
glected. In order to evaluate the corresponding modelling error these effects
are investigated separately. Additionally the numerical method has to be ad-
apted to the strongly non-linear thermodynamics to ensure a stable solution
procedure.

The developed solver is validated against experimental results and data
of direct numerical simulations. A first evaluation of the solver is done by
the simulation of transitional hydrogen/oxygen shear layers. The results are
validated at DNS data. These are reproduced with good accuracy by the
real gas LES solver. Further the solver is validated at experimental results of
transcritical nitrogen jets, where three different setups at different tempera-
ture and pressure levels are investigated. The experimental data are almost
perfectly reproduced by the simulation.

As density and velocity ratios are much smaller in the investigated test
cases than in real rocket combustion engines, they are easier to handle for
the numerical scheme. To ensure that the developed solver is able to perform
a numerically stable calculation at rocket engine conditions, a Hy /Oy coaxi-
al jet configuration is simulated at realistic conditions. It appears that the
developed solver performs also very well at rocket engine conditions.
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Kapitel 1

Einleitung

Kryogene Hochdruck-Raketenverbrennungsmotoren werden bereits seit vie-
len Jahren in mehreren Raumtransportsystemen (z. B. Ariane 1 bis 5, Space
Shuttle) erfolgreich eingesetzt. Heute besteht eine neue Herausforderung dar-
in, Leistung und Funktionssicherheit der bestehenden Antriebe bei gleich-
zeitig immer geringer werdenden Entwicklungsbudgets und immer kiirzeren
Entwicklungszeiten weiter zu verbessern. Im Fokus der Entwicklung steht
hier eine Optimierung der Brennkammer, da bei einer genauen Kenntnis der
thermischen Lasten eine deutlich weniger konservative Auslegung bei glei-
cher Sicherheit stattfinden kann. Dies wirkt sich positiv auf die Nutzlast
der Rakete aus und dient somit der Kostenoptimierung. Ein dariiber hinaus
haufig diskutiertes Thema ist die Wiederverwendbarkeit von Antriebssyste-
men. Auch hier ermdglicht eine genaue Kenntnis der Brennkammerstromung
eine Aussage tiber deren Umsetzbarkeit. Aus diesem Grund gewinnt die An-
wendung computergestiitzter Entwicklungsmethoden innerhalb des gesamten
Entwicklungsprozesses immer mehr an Bedeutung. Allerdings ist die korrekte
thermodynamische Modellierung der komplexen Vorgéange bei tiberkritischer
Mischung und Verbrennung nach wie vor eine Herausforderung.

Moderne Hochleistungsraketenantriebe werden bei sehr hohen Driicken
bis zu 20 MPa betrieben. Die Treibstoffe werden gleichzeitig bei sehr nied-
rigen Temperaturen in die Brennkammer eingebracht. Typischerweise wer-
den moderne Raketenantriebe mit Wasserstoff und Sauerstoff betrieben. Bei
den Umgebungsbedingungen in der Raketenbrennkammer ist Sauerstoff in
einem transkritischen Zustand, da der Druck einen tiberkritischen Wert an-
nimmt (p > p.o2 = 50.43 bar) wohingegen die Temperatur unterkritisch ist
(T < T, 02 = 154.581 K). Wasserstoff nimmt nahezu immer einen iiberkriti-
schen Zustand ein.

In diesem Zustand unterscheiden sich die Abhéangigkeit der Dichte sowie
der Transporteigenschaften von Druck und Temperatur erheblich von denen
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bei atmospharischem Druck. Die Verwendung spezieller Zustandsgleichun-
gen sowie spezieller Korrelationen fiir die Transporteigenschaften wird somit
unumgénglich.

Weitere physikalische Besonderheiten ergeben sich fiir die Mischung zwei-
er nichtidealer Stoffe. Wechselwirkungen auf molekularer Ebene fithren dazu,
dass die Dichte des Gemisches deutlich von der idealen Mischungsdichte ab-
weicht. Es miissen daher spezielle Mischungsregeln angewendet werden. Eine
weitere Besonderheit liegt darin, dass trotz trans- und iiberkritischer Injek-
tion von Treibstoff und Oxidator im Mischungsbereich Zweiphasengebiete
auftreten konnen.

Um eine aussagekréiftige Stromungssimulation durchfithren zu konnen,
miissen all diese physikalischen Besonderheiten abgebildet, bzw. im Falle ei-
ner Vereinfachung auf ihre Auswirkungen hin untersucht werden. Die durch
die Realgaseffekte bedingten starken Schwankungen in den Fluideigenschaf-
ten stellen dariiber hinaus grofie Anforderungen an die verwendeten numeri-
schen Verfahren.

Die hier vorgestellte Arbeit befasst sich mit der Entwicklung préadiktiver
Simulationsverfahren fiir die Auslegung von Raketenbrennkammern und soll
einen Beitrag zum Verstindnis der Strémungsvorginge im Uberkritischen
liefern.



Kapitel 2

Methoden der turbulenten
Realgassimulation - Stand der
Forschung

Die Simulation turbulenter Realgasstromungen umfasst mit der Thermody-
namik, der Turbulenzmodellierung und der Wahl eines numerischen Losungs-
verfahrens drei grundlegende thematische Schwerpunkte. In diesem Kapitel
wird deshalb allgemein auf gangige Modellierungsanséatze in diesen Bereichen
eingegangen.

Ein sehr bedeutender Aspekt in der Entwicklung neuer numerischer Simu-
lationswerkzeuge ist deren Validierung an experimentellen Daten. Aus diesem
Grund wird anschlielend die aktuell verfiighare experimentelle Datenbasis
vorgestellt, die zur Validierung herangezogen werden kann.

Darauf folgend wird ein Uberblick iiber bereits veroffentlichte Literatur
zur Realgassimulation turbulenter Stromungen gegeben. AbschlieSend wer-
den die in dieser Arbeit gewahlten Modellierungsansitze beschrieben sowie
eine Abgrenzung zu bestehenden Arbeiten vorgenommen.

2.1 Modellierungsansatze

2.1.1 Thermodynamik

Bei der Simulation kompressibler Stromungen ist fiir eine vollstdndige Be-
schreibung des untersuchten Systems neben Erhaltungsgleichungen fiir Mas-
se, Impuls und Energie ein Zusammenhang zwischen Druck p, Dichte p und
Temperatur T erforderlich. Dieser wird als thermische Zustandsgleichung

3
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(ZGL) bezeichnet. Gemeinsam mit der kalorischen ZGL, die p, T und p
in Bezug zur inneren Energie, Enthalpie und spezifischen Warmekapazitat
setzt, liefert sie eine vollstandige Beschreibung der thermodynamischen Ei-
genschaften eines Fluids.

Fir weite Bereiche der CEFD-Anwendungen ist eine Idealgasmodellierung
vollkommen ausreichend (Gl. 2.1). Dabei wird das Eigenvolumen der Gas-
molekiihle sowie alle intermolekularen Anziehungs- und AbstofSungskréfte,
abgesehen von vollkommen elastischen Stoflen, vernachléssigt. Dies gilt in
guter Naherung in einer Umgebung niedrigen Druckes und hoher Tempera-
tur, da in diesem Fall die Dichte sehr klein ist. Der mittlere Molekiilabstand
ist bei geringer Dichte grofl genug, um kaum Wechselwirkungen zwischen den
Molekiilen zuzulassen, so dass das Volumen der Molekiile einem zu vernach-
lassigenden Anteil des gesamten Gasvolumens entspricht.

pv = R, T (2.1)

In Umgebungen hohen Druckes und sehr niedriger Temperatur, Bedingun-
gen wie sie bei der Einspritzung der Treibstoffe in eine Raketenbrennkammer
vorherrschen, ist der mittlere Molekiilabstand wesentlich kleiner und inter-
molekulare Wechselwirkungen sowie das Molekiilvolumen haben einen deut-
lichen Einfluss auf die Fluideigenschaften. Diese Einfliilsse miissen bei der
Modellierung der thermodynamischen Eigenschaften berticksichtigt werden.

Dazu gibt es viele unterschiedliche Herangehensweisen, die sich in Ge-
nauigkeit und Rechenaufwand mafigeblich unterscheiden. Im Folgenden soll
ein kurzer Uberblick iiber die haufigsten Modellierungsansitze fiir reale Gase
gegeben werden. Ein Anspruch auf Vollstandigkeit wird dabei nicht erhoben.

Ein Maf$ fiir die Abweichung vom Idealgas-Verhalten bietet der Kom-
pressibilitatsfaktor Z;. Dieser ist iiber Gleichung (2.2) definiert und somit
fiir ideale Gase immer gleich eins. Fiir reale Gase weicht er je nach Umge-
bungsbedingungen mehr oder weniger stark von diesem Wert ab. Der grofite
Unterschied zum idealen Gas findet sich im Bereich des kritischen Punktes,
WO Zyq je nach Stoff zwischen 0.15 und 0.4 liegt (Poling u. a., 2001).

Zyg = (2.2)

R, T
Eine der ersten und einfachsten Methoden der Modellierung von Realgasei-
genschaften stellt die Virialgleichung dar. Diese beruht auf einer Modellie-
rung von Zyg durch eine Erweiterung der idealen Zustandsgleichung mittels
einer Reihenentwicklung nach Potenzen des Druckes p (Berlin-Form) oder
des inversen molaren Volumens 1/v (Leiden-Form). Ein grofier Vorteil dieser
Formulierung ist, dass die Zustandsgleichung fiir die jeweilige Reihenentwick-
lung explizit nach p oder p = 1/v aufgelost werden kann.

Diese Zustandsgleichung wird hauptséchlich in einphasigen Gassystemen
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mit moderaten Abweichungen vom Idealgasverhalten angewendet, da in die-
sem Fall Terme hoherer Ordnung vernachlassigt werden kénnen. Meist wird
die Reihenentwicklung nur bis zum dritten Term durchgefiihrt. Fir die Be-
schreibung grofler Abweichungen vom Idealgasverhalten kénnen Terme hohe-
rer Ordnung nicht vernachléssigt werden. Ein Problem hierbei ist, dass dann
die der Zustandsgleichung unterliegende Reihenentwicklung héufig nicht mehr
konvergiert. Gleichzeitig wird die Zustandsgleichung umso unhandlicher, je
mehr Terme der Reihenentwicklung beriicksichtigt werden miissen. Hier gibt
es andere Zustandsgleichungen die fiir dichte Fluide und Fliissigkeiten eine
genauere Beschreibung bei geringerem Modellierungsaufwand bieten.

Zu diesen zdhlt unter anderem die Gruppe der kubischen Zustandsglei-
chungen, welche ihrem Namen nach als Polynom dritten Grades hinsichtlich
des molaren Volumens formuliert werden kénnen. Eine angenehme Eigen-
schaft dieser Modellierung ist, dass fiir alle ZustandsgroBen (p, v und h)
abgesehen von der Temperatur T' eine analytische Losung existiert, was vor
allem fiir die Anwendung in der CFD einen positiven Aspekt darstellt. Diese
Form der Zustandsgleichungen basiert auf dem Prinzip der korrespondieren-
den Zustéinde CSP, welches besagt, dass sich die passend entdimensionierten
Zustandsgroflen aller Stoffe einheitlich mit den entdimensionierten Zustands-
variablen dndern. Géngige Bezugsgroflen sind hier der kritische Druck p. und
die kritische Temperatur 7T'.. Gleichungen, die sich mit diesen Groéflen be-
gniigen, werden zweiparametrische Zustandsgleichungen genannt. Bekannte
Beispiele sind die Redlich-Kwong- (Redlich u. Kwong, 1949), sowie die Van-
der-Waals- (van der Waals, 1890) Gleichung. Modellierungen mit nur zwei
Parametern konnen lediglich einatomige Gase exakt abbilden. Eine spezi-
elle Einschrankung dieser Modellierung ist, dass sie fiir alle Stoffe den sel-
ben Wert fiir den kritische Kompressibilitatstaktor Z;q . liefern. Die Realitét
weicht hiervon jedoch deutlich ab. Zustandsgleichungen die sich noch eines
zusétzlichen dritten Parameters bedienen, konnen unterschiedliche Werte fiir
Z4. abbilden und sind den zwei-parametrigen Formulierungen auch in der
Modellierung der Fliissigdichten tiberlegen. Ein sehr weit verbreiteter Para-
meter ist hier der azentrische Faktor nach Pitzer (Pitzer, 1955). Dieser ist ein
Ma$ fiir die Abweichung der Form der Molekiile einer Substanz von der Ku-
gelform. Der azentrische Faktor wird tiber die Dampfdruckkurve bestimmt.
Zu den bekanntesten drei-parametrigen Zustansgleichungen zéahlen die Peng-
Robinson- (Peng u. Robinson, 1976) und die Soave-Redlich-Kwong- (Soave,
1972) Gleichung. Es existieren auch noch eine Reihe hoher-parametriger For-
mulierungen in denen beispielsweise die Polaritiat eines Fluids mit in die
Parameter der Zustandsgleichungen eingeht. Diese sollen im Rahmen dieser
Arbeit jedoch nicht weiter diskutiert werden.

Nachdem eine vollkommen exakte Modellierung der thermodynamischen
Eigenschaften mittels kubischer Zustandsgleichungen nicht moglich ist, wur-
de dazu iibergegangen, immer kompliziertere Gleichungen mit einer grofie-
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ren Anzahl anpassbarer Parameter zu entwickeln, um das thermodynamische
Fluidverhalten so genau wie moglich wieder zu geben. Diese Modellierungs-
ansatze sind nicht mehr analytisch fiir die einzelnen Zustandsgréfien losbar.
Es haben sich grundsétzlich zwei unterschiedliche Herangehensweisen entwi-
ckelt. Ein Teil der Formulierungen ist rein empirisch. Zu diesen zahlen zum
Beispiel die Zustandsgleichung von Benedict, Webb und Rubin (Benedict
u. a., 1940, 1942) sowie die Modellierung von Setzmann und Wagner (Setz-
mann u. Wagner, 1989, 1991) und Span und Wagner (Span u. Wagner, 2003;
Span, 2000). Daneben finden sich aber auch semiempirische, theroriebasierte
Modelle (Poling u.a., 2001).

Fir die Anwendung innerhalb einer numerischen Stromungssimulation
muss eine effiziente und stabile Berechnungsmoglichkeit gefunden werden,
mit der die thermodynamischen Eigenschaften moglichst exakt wieder ge-
geben werden. Einen guten Mittelweg zwischen Genauigkeit und Effizienz
bieten hier die kubischen Zustandsgleichungen. Wahrend sie die Stoffgrofien
in guter Naherung reproduzieren, ist es trotzdem moglich die Dichte ohne
Nutzung eines Iterationsverfahrens zu bestimmen, was fiir die Geschwindig-
keit und vor allem fiir die Stabilitat des Simulationswerkzeugs ein grofier
Vorteil ist.

2.1.2 Turbulenz

Turbulente Stromungen viskoser Fluide zeichnen sich durch einen sehr wei-
ten Bereich grofier und kleiner Wirbelstrukturen aus und koénnen mittels
der Navier-Stokes-Gleichungen vollstandig beschrieben werden. Fiir komple-
xe Stromungsvorgénge konnen diese jedoch nur numerisch gelost werden. Um
ein aussagekréiftiges Ergebnis hinsichtlich der auftretenden Stromungsphé-
nomene zu erhalten, ist eine vollstandige Berticksichtigung der auftretenden
turbulenten Skalen notwendig. Hierfiir haben sich prinzipiell drei unterschied-
liche Herangehensweisen entwickelt.

Eine Methode ist die RANS- (Reynolds Averaged Navier Stokes) Mo-
dellierung. Dieser statistische Ansatz hat seinen Ursprung im 19. Jahrhun-
dert mit J. Boussinesq, der 1877 das Konzept der Wirbelviskositat entwi-
ckelte (Boussinesq, 1877). Bei der RANS-Modellierung werden alle zeitli-
chen Schwankungen durch eine Mittelung eliminiert. Dadurch entsteht ein
System von stationdren Gleichungen, das fiir die Mittelwerte der Stromung
gelost werden kann. In diesen Gleichungen treten die turbulenten Schwan-
kungen nur noch in ihrem Mittel auf und werden iiber Turbulenzmodelle
beschrieben. Es hat sich dabei iiber die Jahre eine grofle Bandbreite von
Modellen unterschiedlicher Komplexitat entwickelt. Im Groben kénnen diese
in Mischungswegmodelle, Eingleichungsmodelle, Zweigleichungsmodelle und
Reynoldsspannungsmodelle untergliedert werden. Die ersten drei Ansétze ha-
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ben es zum Ziel direkt eine turbulente Viskositéat p; zu beschreiben. Sie unter-
scheiden sich dadurch, dass fiir die Berechnung von p; keine, eine oder zwei
Transportgleichungen fiir turbulente Groflen gelost werden miissen. In den
Mischungswegmodellen wird die turbulente Viskositat als Produkt einer Lan-
genskala (Mischungsweg) und einer Geschwindigkeitsskala definiert (Prandtl,
1925). Fur diese Geschwindigkeitsskala wurden unterschiedliche Definitio-
nen entwickelt. Beispiele hierfiir finden sich in Prandtl (1925), Smagorinsky
(1963) und Baldwin u. Lomax (1978). Sowohl bei den Eingleichungsmodel-
len als auch bei den Zweigleichungsmodellen werden Transportgleichungen
fiir unterschiedliche turbulente Gréflen gelost. Ein sehr populares und immer
noch héaufig im aerodynamischen Bereich eingesetztes Eingleichungsmodell
ist das Spalart-Allmaras-Modell (Spalart u. Allmaras, 1994). Hier wird di-
rekt eine Transportgleichung fiir die turbulente Viskositat gelost. Das wohl
bekannteste und am weitesten verbreitetste RANS-Turbulenzmodell ist das
k-e-Modell. In diesem Zweigleichungsmodell werden die turbulente kinetische
Energie & und deren Dissipationsrate € transportiert (Launder u. Spalding,
1974).

In Reynoldsspannungsmodellen wird fiir jede einzelne Komponente des
Reynoldsspannungstensors eine eigene Transportgleichung gelost. Dies hat
den Vorteil, dass sich derartige Modelle auch fiir anisotrope Stromungen, wie
zum Beispiel Sekundér- oder Drallstromungen eignen, in denen die turbulente
Viskositat nicht in alle Richtungen gleich wirkt (Speziale, 1991). Neben dem
im Vergleich zu den Zweigleichungsmodellen hoheren numerischen Aufwand
ist auch die Schwierigkeit der Modellierung der Druck-Scher-Korrelationen
in den exakten Reynoldsspannungsgleichungen ein Nachteil dieser Modellie-
rung.

Generell ist jedoch die vollstandige Modellierung der gesamten im Stro-
mungsgebiet auftretenden Turbulenz keine leichte Aufgabe. Insbesondere bei
Stromungen, die stark durch geometrische Einfliisse geprégt sind, ist die An-
nahme, dass sich die Turbulenz statistisch verhalt fiir die groflen Wirbel-
strukturen unzuléssig.

Derartige Probleme kénnen vermieden werden, indem alle turbulenten
Skalen durch die raumliche Auflésung des Stromungsgebietes abgedeckt wer-
den. Dies macht eine Modellierung der Turbulenz unnétig. Sie ergibt sich
direkt aus der Losung der instationdren Navier-Stokes-Gleichungen. Simu-
lationen, die ohne Turbulenzmodellierung auskommen, werden als direkte
numerische Simulationen (DNS) bezeichnet. Je grofer die Reynolds-Zahl ei-
ner Stromung, umso kleiner sind die kleinsten turbulenten Strukturen und
umso genauer muss die rdumliche Auflésung des untersuchten Gebietes sein.
Mit der feinen raumlichen Auflésung muss auch die zeitliche Auflésung klei-
ner werden. Um die mittleren Stromungsgrofien zu bestimmen wird die Lo-
sung der Gleichungen tiber einen lingeren Zeitraum gemittelt. Da fiir DNS-



& 2. METHODEN DER TURBULENTEN REALGASSIMULATION - STAND DER FORSCHUNG

Untersuchungen immer dreidimensionale, instationidre Simulationen ausge-
fithrt werden miussen, ist der Rechenaufwand enorm und fur industrielle An-
wendungen heute schlicht zu grof.

Einen Mittelweg zwischen RANS und DNS stellt die Grobstruktursimu-
lation dar. Im Englischen wird diese als Large Eddy Simulation, kurz LES,
bezeichnet. Hierbei werden gefilterte, transiente Navier-Stokes-Gleichungen
gelost. Diese Filterung kann entweder explizit (tiber eine Filterfunktion die
auf das Ergebnis des jeweilig berechneten Zeitschrittes angewendet wird) oder
implizit (iiber die Gitterweite) erfolgen. Turbulente Skalen unterhalb der Fil-
terweite werden durch ein Feinstrukturmodell berticksichtigt (engl. Subgrid
Scale (SGS) Model) und grofle Wirbel werden direkt als Losung der Gleichun-
gen berechnet. Dies hat den Vorteil, dass die raumliche und somit auch die
zeitliche Diskretisierung des Stromungsgebiets nicht alle auftretenden turbu-
lenten Skalen auflosen muss und deshalb der Rechenaufwand im Vergleich
zur DNS deutlich kleiner ausfallt. Ein weiterer positiver Aspekt ist, dass die
groflen geometriegetriebenen Wirbelstrukturen direkt berechnet und nur die
sehr kleinen Skalen modelliert werden miissen. Fiir diese kleinen Skalen ist die
Annahme eines statistischen Verhaltens der Turbulenz durchaus realistisch.
Auch in der LES miissen grundséatzlich dreidimensionale, instationare Simu-
lationen ausgefiihrt werden. Die mittleren Stromungsgrofien werden auch hier
iiber eine zeitliche Mittelung bestimmt. Dies macht die LES im Vergleich zur
RANS-Simulation hinsichtlich der Rechenzeit um ein vielfaches aufwendiger.

Fir die Bestimmung der kleinen turbulenten Skalen existiert ebenfalls
eine grofe Anzahl an Modellierungsansitzen. Eine Gruppe stellen hierbei die
Feinstrukturmodelle dar, die sich aus der RANS Tradition entwickelt haben.
Diese basieren ebenfalls auf dem Wirbelviskositédtsansatz. Es existieren ver-
glichen zur RANS-Simulation sehr dhnliche Modellierungsansétze. So gibt es
neben algebraischen Modellen auch Eingleichungs- und Reynoldsspannungs-
modelle. Eines der dltesten und immer noch sehr héufig angewendeten LES-
Modelle ist das algebraische Feinstrukturmodell von Smagorinsky (1963).
Dieses entstammt urspriinglich dem meteorologischen Anwendungsbereich
und wurde in der ersten LES-Anwendung verwendet. In sehr inhomogenen
Stromungen ist die Annahme eines turbulenten Gleichgewichts nicht erfiillt.
Hier bieten sich Eingleichungsmodelle an, in denen auch Transporteffekte
beriicksichtigt werden konnen. Weit verbreitet sind dabei Modelle, in denen
eine Gleichung fiir die kinetische Energie der zu modellierenden Anteile ge-
16st wird (Schumann, 1975). Es existieren aber auch Modelle in der Tradition
von Spalart und Allmaras, in denen die Wirbelviskositéit direkt transportiert
wird. Zweigleichungsmodelle finden in der Feinstrukturmodellierung wenig
Anwendung, da die Definition einer charakteristischen Lénge, die bei der-
artigen Modellen iiber eine der beiden Transportgleichungen bewerkstelligt
wird, bereits iiber die Filterweite vorgegeben ist. Ein Reynoldsspannungsmo-
dell wurde unter anderem von Deardorff (Deardorff, 1973) vorgeschlagen.
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Das WALE (Wall Adaptive Local Eddy Viscosity) Modell zahlt zur Grup-
pe der selektiven Feinstrukturmodelle. Diese haben die Eigenschaft, physika-
lische Gegebenheiten in der Stromung zu beriicksichtigen. Das WALE Mo-
dell ist durch eine spezielle Formulierung der Wirbelviskositat in der Lage in
wandnahen Stromungen und Scherstromungen die dort vorherrschende Ani-
sotropie abzubilden (Ducros u.a., 1998).

Daneben gibt es noch Modelle, die auf einer Skalenzerlegung basieren.
Hierzu zahlt zum Beispiel das Skalendhnlichkeitsmodell (Bardina u. a., 1980),
das auf der Annahme basiert, dass sich die nicht aufgelosten Skalen dhnlich
den aufgelosten Skalen verhalten. Um die kleinen Skalen abzuschétzen, wird
eine explizite Filterung des aufgelosten Stromungsfeldes vorgenommen und
hiermit der Feinstrukturanteil modelliert.

Die obige Aufzdhlung verschiedener Feinstrukturmodelle ist nur ein Aus-
zug aus der Vielzahl an Moglichkeiten, die heute fiir die Modellierung nicht
aufgeloster Skalen zur Verfliigung steht. Sie umfasst lediglich die am haufigs-
ten in der Realgas-Literatur verwendeten Ansétze.

Einen sehr schonen Uberblick iiber die Turbulenzmodellierung im Allge-
meinen und speziell iiber die Grobstruktursimulation findet sich bei Frohlich
(2006). Die obigen Ausfithrungen stiitzen sich deshalb auf diese Arbeit. Auch
Pope (2001) und Wilcox (1998) bieten eine umfassende Beschreibung der
Grundlagen turbulenter Stromungen.

2.1.3 Numerische Losungsverfahren

Grundsatzlich bieten sich fiir die Losung der Navier-Stokes-Gleichungen zwei
verschiedene Losungsverfahren an. Diese werden als dichte- und druckbasiert
bezeichnet.

Bei beiden Methoden wird das Geschwindigkeitsfeld aus der Impulsglei-
chung bestimmt. Im dichtebasierten Verfahren wird die Kontinuitatsglei-
chung zur Bestimmung des Dichtefelds verwendet und das zugehorige Druck-
feld aus der thermodynamischen Zustandsgleichung bestimmt. In sehr lang-
samen Stromungen (Ma < 0.3) ist das vorliegende Fluid nahezu inkompres-
sibel. Dies fiihrt dazu, dass die Kontinuitédtsgleichung mehr zu einer Neben-
bedingung wird, anstatt als volle Erhaltungsgleichung im Losungssystem zu
agieren. Als Folge dessen wird das dichtebasierte System von Erhaltungsglei-
chungen sehr steif und erfordert einen sehr kleinen Zeitschritt. Dies fithrt in
Kombination mit der sehr langsamen Stromungsgeschwindigkeit zu enormen
Laufzeiten fiir die Simulationen. Einen guten Uberblick iiber dichtebasierte
Losungsverfahren geben Hirsch (1988) und Anderson (1995).

Um dieses Problem zu umgehen, wurden fiir inkompressible Strémung
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druckbasierte Verfahren entwickelt. Hier wird das Druckfeld aus einer Trans-
portgleichung fiir den Druck oder die Druckkorrektur bestimmt. Diese Glei-
chung kann aus der Impulsgleichung mittels der Kontinuitatsgleichung ent-
wickelt werden, so dass die Massenerhaltung implizit im Losungssystem ent-
halten ist, jedoch nicht mehr als Erhaltungsgleichung gelost werden muss.
Bei Ferziger u. Peric (2002) wird die druckbasierte Herangehensweise sehr
anschaulich beschrieben.

Urspriinglich wurde also die druckbasierte Herangehensweise fiir langsa-
me, inkompressible Stromungen entwickelt, wohingegen das dichtebasierte
Verfahren seine Anwendung hauptséchlich im kompressiblen Bereich schnel-
ler Stromungen hatte. In den letzten Jahren hingegen wurden beide Verfahren
erweitert, um tber ihren jeweiligen urspriinglichen Anwendungsbereich hin-
aus verwendet werden zu konnen. In dichtebasierten Verfahren wurden Pra-
konditionierungsverfahren entwickelt, um die Steifigkeit des Losungssystems
zu tiberwinden (Turkel, 1999), wohingegen druckbasierte Verfahren mit einer
Zustandsgleichung gekoppelt wurden, um kompressible Strémungen abbilden
zu kénnen (Issa, 1985; Issa u. a., 1991).

Fiir die Simulation von Raktetenbrennkammerstromungen fallt die Wahl
des Verfahrens nicht leicht, da die Geschwindigkeiten in der Brennkammer
vergleichsweise gering sind, die Stromung in der anschlieenden Diise jedoch
auf Schallgeschwindigkeit beschleunigt wird.

2.2 Experimentelle Datenbasis fiir Realgas-
Stromungen

Die experimentelle Untersuchung trans- und iiberkritischer Einspritzvorgan-
ge ist in vielerlei Hinsicht mit Schwierigkeiten behaftet. Dies liegt zum einen
daran, dass Messungen bei sehr hohen Driicken und sehr kleinen Tempe-
raturen einen groflen Aufwand hinsichtlich der Entwicklung eines geeigne-
ten Priifstandes bedeuten. Gleichzeitig sind die extremen vorherrschenden
Bedingungen hinsichtlich Druck, Temperatur und Dichte fiir viele gangige
Messverfahren problematisch.

Messungen an Fliissigantrieben fiir Raketenanwendungen bergen zusétz-
lich die Herausforderung, dass die am héufigsten verwendete Treibstoffkom-
bination, Wasserstoff und Sauerstoff, durch ihre hohe Explosivitét iiber einen
weiten Mischungsbereich ein grofies Risiko darstellt. Trotz dieser Vorausset-
zungen gibt es einige experimentelle Untersuchungen an trans- und tiberkri-
tischen Injektionen, in denen reagierende und nicht reagierende Konfigura-
tionen betrachtet wurden. Eine Vielzahl dieser Messungen beschaftigt sich
mit dem Aufbrechen des unter- oder iiberkritischen Jets und der zugehori-
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gen Flammenstruktur (Mayer u.a., 1998; Chehroudi u.a., 2002; Mayer u.
Smith, 2004; Mayer u. Tamura, 1996; Candel u. a., 1998, 2006). Diese Unter-
suchungen liefern interessante Einblicke in das physikalische Verhalten von
Stromungen im unter-, trans- und tiberkritischen Bereich, konnen aber leider
nur sehr eingeschrankt fiir die detaillierte qualitative und quantitative Vali-
dierung von CFD-Methoden genutzt werden. Fiir letztere finden sich leider
nur begrenzte Moglichkeiten. Diese sind im Folgenden beschrieben.

2.2.1 Nicht-reagierende Stromungen

Ergebnisse von inerten Einspritzvorgangen wurden in den letzten Jahren und
Jahrzehnten vom DLR (Deutsches Zentrum fir Luft- und Raumfahrt) so-
wie vom Air Force Research Laboratory (AFRL) veroffentlicht. Um einen
ersten Eindruck iiber die Dynamik und das Mischungsverhalten bei einer
iiberkritischen Einspritzung zu bekommen, wurde bei beiden Institutionen
als erster Testfall eine einfache Jetkonfiguration gewahlt. Hierbei wurde aus
Sicherheitsgriinden meist fliisssiger Stickstoff in Stickstoff bei Raumtempe-
ratur eingespritzt. Es existieren jedoch auch Ergebnisse von Injektionen in
andere Umgebungen. In beiden Einrichtungen wurde diese Konfiguration je-
weils mittels Schlierenmessungen (Mayer u.a., 1998; Chehroudi u.a., 2002)
untersucht. Am DLR wurden zusatzlich Messungen der spontanen Raman-
Streuung (Mayer u.a., 2003) durchgefiihrt. Letztere dienten als Grundlage
zur Bestimmung axialer und radiale Dichteprofile. Der Priifstand im AFRL
bietet zusétzlich die Moglichkeit, den Jet mittels Schallwellen anzuregen. Un-
tersuchungen hierzu finden sich bei Chehroudi u. Talley (2002).

Aufbauend auf diesen Ergebnissen wurden die Untersuchungen auf ko-
axiale Einspritzvorgénge ausgeweitet. Hierzu existieren Ergebnisse einer Was-
serstoff/Helium-Konfiguration, die von Telaar u.a. (2000) sowie Mayer u.
Smith (2004) mittels Schlierenmessung untersucht wurde. Messungen der
Raman-Streuung wurden von Oschwald u. a. (1999) an einem Stickstoff/ Was-
serstoff-Aufbau vorgenommen. Hierbei konnten radiale Temperatur- und Dich-
teprofile ermittelt werden. Am AFRL wurden koaxiale Einspritzungen von
fliissigem und gasformigen Stickstoff mittels Schlierenmessungen untersucht
(Davis u. Chehroudi, 2004).

2.2.2 Reagierende Stromungen

LOX/Hy- und LOX/CHy- Einzel- und Multi-Injektor Konfigurationen im
iiber- und unterkritischen Bereich wurden beim DLR an den Priifstdnden M3
und P8 untersucht (Schmidt u. a., 2001; Koschel u. Haidn, 1998). Hier findet
sich eine grofle Bandbreite an experimentellen Ergebnissen. Fiir unterkriti-
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sche Einspritzversuche wurde der Strahlzerfall mittels zeitlich und oOrtlich
hoch aufgeloster Fotographie (Yang u.a., 2007) untersucht. Die Flammen-
form wurde sowohl fiir iiber- als auch fiir unterkritische Betriebszustiande
mittels der spontanen Emission des OH*-Radikals visualisiert (Yang u.a.,
2007; Smith u.a., 2007) und der Strahlzerfall iiber Schlierenmessungen ver-
anschaulicht (Yang u. a., 2007; Mayer u. Tamura, 1996). Kiirzlich wurden zu-
satzlich CARS- (Coherent Raman Anti-Stokes) Messungen der Wasserstoff-
und Wasser-Radikale zur lokalen Temperaturbestimmung (Fabelinsky u. a.,
2010; Klimenko u. a., 2004) veroffentlicht.

Am Mascotte Prifstand (Habiballah u.a., 1996) der ONERA wurden
ebenfalls umfangreiche Untersuchungen an iiber- und unterkritischen Wasser-
stoff/Sauerstoff- (Candel u. a., 1998) und Methan/Sauerstoff-Flammen (Sing-
la u.a., 2005) durchgefithrt. Fiir Hy/Oo-Konfigurationen im unterkritischen
wurde hier der Strahlzerfall optisch mittels Glasfaserzugang durch zeitlich
hoch aufgeloste Kinematographie ermittelt. Tropfchenverteilungen wurden
mittels Phasen-Doppler-Partikel-Analyse und das momentane Geschwindig-
keitsfeld wurde durch 2D-Laser-Doppler-Velocimetry bestimmt. Die Verdamp-
fung von Sauerstoff wurde mittels PLIF des gasférmigen Sauerstoffs ermittelt.
Die turbulente Verbrennung wurde mit einem grofien Spektrum an Messme-
thoden untersucht. Eine gute Aussage tiber die Form der iiber- oder unter-
kritischen Flamme kann mittels der spontanen Emission des OH*-Radikals
getroffen werden. Die Form des dichten Kerns ldsst sich durch Schlierenauf-
nahmen ermitteln (Candel u.a., 1998, 2006). Qualitative Aussagen tiber die
punktuelle Temperaturverteilung in der Flamme kénnen mittels CARS Mes-
sungen getroffen werden. Diese wurden sowohl fiir Wasserstoff als auch fiir
Wasser durchgefithrt (Habiballah u. a., 2006; Grisch u. a., 2003).

Ein guter Uberblick iiber die experimentelle Datenbasis reagierender und
inerter Realgasstromungen kann durch die beiden Ubersichtsartikel von Can-
del u.a. (2006) und Oschwald u.a. (2006) gewonnen werden.

2.3 Literaturiibersicht zur Realgassimulation

In den Anfiangen der Realgassimulation wurden viele detaillierte Untersu-
chungen an generischen Testfallen durchgefiihrt. Die hier am haufigsten be-
arbeiteten Konfigurationen sind iiber- und unterkritische Einzeltrépfchen und
Scherschichten, die ebenfalls zum Teil tropfchenbeladene Stromungen bein-
halten.

Die Einzeltropfchensimulationen dienen hauptséchlich dem Studium tiber-
kritischer Verdampfung. Im Fokus der veroffentlichten Untersuchungen steht,
auf Grund der oft zitierten Anwendung in der Raketenbrennkammer haufig
ein kaltes Sauerstofftropfchen in einer heiflen Wasserstoffumgebung bei einem
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Druck oberhalb der kritischen Driicke der Reinstoffe. Die hier durchgefiihr-
ten Untersuchungen unterscheiden sich mafigeblich in der verwendeten Mo-
dellierung. Eine der ersten Arbeiten, die die tiberkritische Verdampfung hin-
sichtlich Raketenanwendungen behandelt, ist der Artikel von Delplanque u.
Sirignano (1993). Hier wurde die Annahme getroffen, dass bei der Verdamp-
fung eines iiberkritischen Trépfchens ein thermodynamisches Gleichgewicht
vorherrscht. Daraus ergibt sich, dass sich auch bei tiberkritischen Reinstoffen
fiir bestimmte Zusammensetzungen eine Phasentrennung ausbildet. Da sich
diese Zusammensetzung zwangslaufig auf der Tropfchenoberfliche einstellt,
lauft der Verdampfungsvorgang letztlich wie im Unterkritischen ab. Eine voll-
kommen andere Theorie kommt in der Arbeit von Harstad u. Bellan (1998)
zur Anwendung. In diesen Untersuchungen wurde das Verdampfungsverhal-
ten mittels der Fluktuationstheorie von Keizer (Keizer, 1987) modelliert.
Diese berticksichtigt auch Nicht-Gleichgewichtseffekte. Arbeiten zur Tropf-
chenverdampfung in einer ruhenden Umgebung existieren auch von der For-
schergruppe um Vigor Yang (Hsieh u. a., 1991; Oefelein u. Aggarwal, 2000).
Hier wurde zusétzlich das Verdampfungsverhalten eines umstromten (Meng
u.a., 2005) sowie eines reagierenden Tropfchens (Shuen u.a., 1992) unter-
sucht. Mit der Tropfchenkondensation im Uberkritischen befasst sich Dahms
u.a. (2013). Hierbei wird mittels der linearen Gradiententheorie die Struktur
der Trennfliche zwischen Gas und Fliissigkeit rekonstruiert, um ihre Ober-
flachenspannung und die Trennflichendicke zu bestimmten.

Die Gruppe um Josette Bellan behandelt als einen ihrer Forschungs-
schwerpunkte die Untersuchung von iiberkritischen Wasserstoff/Sauerstoff-
und Heptan /Stickstoff-Scherschichten. Hierzu existieren umfangreiche Ergeb-
nisse zu DNS- (Miller u.a., 2001; Okong’o u. Bellan, 2002b; Okong’o u. a.,
2002), sowie LES-Simulationen (Okong’o u. Bellan, 2004b; Selle u.a., 2007;
Taskinoglu u. Bellan, 2010b,a). Bei Letzteren liegt der Fokus auf der Entwick-
lung geeigneter Feinstrukturmodelle fiir Realgasstromungen. Neben reinen
Gasstromungen wurden hier auch tropfchenbeladene Stromungen untersucht
(Okong’o u. Bellan, 2004a; Leboissetier u. a., 2005). Das von dieser Forscher-
gruppe verwendete Simulationswerkzeug nutzt ein dichtebasiertes numeri-
sches Losungsverfahren und eine Peng-Robinson Zustandsgleichung mit ei-
gens entwickeltem Korrekturverfahren fiir die berechnete Dichte (Harstad
u.a., 1997).

Aufbauend auf diesen grundlegenden Untersuchungen gibt es eine Viel-
zahl an Veroffentlichungen zur Simulation von Jetstromungen unter Realgas-
bedingungen. Einen Uberblick iiber die beteiligten Forschergruppen sowie die
verwendeten Methoden und untersuchten Konfigurationen geben die Tabel-
le 2.1 und 2.2. In der Literatur veroffentlichte RANS-Ergebnisse wurden meist
mittels druckbasierter Verfahren ermittelt, wohingegen in LES-Simulationen
fast ausschliefllich dichtebasierte Verfahren zur Anwendung kamen. Hierzu
ist es notwendig, ein fiir Realgasstromungen geeignetes Préakonditionierungs-
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verfahren zu entwickeln (Meng u. Yang, 2003). Am héaufigsten kommen in
den vorgestellten Untersuchungen kubische Zustandsgleichungen zur Anwen-
dung. Lediglich Cheng u. Farmer (2002, 2003, 2006) nutzen die Zustandsglei-
chungen nach Hirschfelder u.a. (1958). Die Gruppe um Vigor Yang nutzt in
Bereichen nahe des kritischen Punktes eine Zustansgleichung hoherer Ord-
nung nach Benedict u.a. (1940).
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Die Simulation turbulenter Realgasstromungen erfordert neben der An-
passung der Thermodynamik auch Veranderungen im numerischen Losungs-
verfahren und den Randbedingungen. Die Entwicklung geeigneter Verfahren
fiir dichtebasierte Stromungsloser hinsichtlich Prakonditionierungsverfahren,
Randbedingungen sowie Erweiterungen gangiger thermodynamischer Model-
lierungen konnen Okong’o u. Bellan (2002a); Harstad u. Bellan (2000); Har-
stad u.a. (1997); Miller u.a. (1998) und Meng u. Yang (2003) entnommen
werden.

Eine schone Zusammenfassung tiber den Stand der Realgassimulation
mittels Grobstruktursimulation geben die Ubersichtsartikel von Yang (2000);
Bellan (2000, 2006); Zong u. Yang (2006) und Oefelein (2006). Diese umfas-
sen jedoch noch nicht die aktuellen Arbeiten von Schmitt u. a. (2009a,b, 2010,
2011), die grofie Fortschritte in der Simulation von Realgasflammen zeigen,
sowie die Untersuchungen von Matsuyama (Matsuyama u. a., 2010), in denen
die Wechselwirkungen von Realgasflammen mit Brennkammerschwingungen
im Fokus stehen.

2.4 Simulation turbulenter Realgasstromun-
gen mittels LES Verfahren unter Verwen-
dung eines modifizierten PISO-Algorithmus

Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines Simulationsverfahrens zur ver-
lasslichen Vorhersage von Raketenbrennkammerstromungen unter Realgas-
bedingungen. Erste Simulationen reagierender Stromungen wurden mittels
eines RANS-Verfahrens durchgefithrt und an Chemolumineszenzmessungen
der Mascotte-Flamme (Candel u. a., 1998) validiert (Kapitel 6.1). Aufgrund
der starken Abhéangigkeit der Ergebnisse vom gewéahlten Turbulenzmodell
und den auftretenden Abweichung von den experimentellen Ergebnissen wur-
de ein LES-Verfahren als Grundlage fiir den entwickelten Stromungsloser ge-
wahlt. Als Entwicklungsgrundlage diente hier der frei verfiighare CFD-Code
OpenFOAM-1.6.1 (rhoReactingFoam).

Fir die Grobstruktursimulation von Jetstromungen unter Realgasbedin-
gungen wurde ein Berechnungsverfahren fiir die thermodynamischen Flui-
deigenschaften auf Basis einer volumenkorrigierten Peng-Robinson Zustands-
gleichung (Peng u. Robinson, 1976; Harstad u. Bellan, 1998) entwickelt und
eingehend hinsichtlich seiner Giiltigkeit fiir transkritische und tiberkritische
Zustande sowie seiner Genauigkeit validiert.

Zur Abschitzung der Giltigkeit des erweiterten Korrespondenzprinzips
bei transkritischen Zustidnden innerhalb einer Mehrkomponentenmischung
und etwaiger Modellierungsfehler wurden Phasengleichgewichtsberechnungen
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durchgefiihrt sowie die Neigung der vorliegenden Mischung zur homogenen
Nukleation untersucht.

Da die bislang fiir Grobstruktursimulationen von Realgasstromungen ver-
wendeten dichtebasierten numerischen Modelle urspriinglich fiir schnelle, hoch-
kompressible Stromungen entwickelt wurden, kommen sie in dieser Anwen-
dung nicht ohne ein geeignetes Prékonditionierungsverfahren aus.

Grundgedanke der hier vorgestellten Arbeit ist es deshalb, einen Realgas-
loser auf Basis eines kompressiblen, druckbasierten Verfahrens zu entwickeln.
Dieses wurde in seiner urspriinglichen Anwendung fiir Stromungen nahe des
Inkompressiblen entwickelt wurde und erscheint so fiir die geringen Geschwin-
digkeiten, wie sie innerhalb von Raketenbrennkammern vorherrschen, als be-
sonders geeignet.

Dieses neue Verfahren wurde an transienten Scherschichten (Okong’o
u.a., 2002) sowie experimentellen Ergebnissen iiberkritischer Stickstoffjets
(Mayer u.a., 2003) validiert und diente anschlieend der Untersuchung ei-
nes inerten koaxialen Hy/Og-Jets, zu dessen Validierung aktuell noch keine
Daten vorliegen.

Im Folgenden zeigt Kapitel 3 die Grundlagen der verwendeten thermo-
dynamischen Modellierung auf. Kapitel 4 beschreibt die stromungsmechani-
schen Grundlagen. Die Ergebnisse der thermodynamischen Untersuchungen
zur iiberkritischen Kondensation sind in Kapitel 5 aufgefithrt und Kapitel 6
befasst sich mit den Ergebnissen der Stromungsimulation. Kapitel 7 fasst die
Arbeit zusammen und gibt einen Ausblick auf mogliche zukiinftige Weiter-
entwicklungen.



Kapitel 3

Grundlagen der
Thermodynamik realer (ase

3.1 Realgaseffekte in Reinstoffen

Wie bereits in Kapitel 2.1.1 erlautert, kommen fiir die Anwendung in der
CFD und damit fiir die vorliegende Arbeit bevorzugt kubische Zustandsglei-
chungen in Betracht. Diese basieren auf dem Prinzip der korrespondierenden
Zusténde, welches besagt, dass sich alle Stoffe identisch verhalten, wenn sie
mit den richtigen Gréflen skaliert werden. Entsprechend dieser Annahme las-
sen sich alle Reinstoffe mit der selben Gleichung beschreiben.

Fir die vorliegende Arbeit wurden eine Reihe kubischer Zustandsglei-
chungen validiert, um eine moglichst genaue Beschreibung der thermodyna-
mischen Eigenschaften der modellierten Fluide zu gewéhrleisten. Ergebnisse
dieser Bewertung sind in Anhang D aufgefiihrt.

Fir die Implementierung in den vorliegenden Stromungsloser wurde die
Peng-Robinson ZGL (GI. 3.1) ausgewéhlt, welche eine sehr gute Modellierung
der kalorischen Stoffgréfien (c,, h) bietet. Da die Dichte vor allem unterhalb
der kritischen Temperatur deutliche Abweichungen zu experimentellen Da-
ten aufweist, wurde hier eine empirische Korrekturmethode nach Harstad u.
Bellan (1998) angewendet. Details zur Bestimmung des Korrekturvolumens
Veorr iN Gleichung 3.2 konnen im Anhang B nachgelesen werden.

R, T a(T)
UPR—b U%R+2Upr—b2

p (T7 UPR) =

UV = VpR + Vcorr (32)

19
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Hierbei beriicksichtigt der Koeffizient b das Eigenvolumen der Molekii-
le und der Koeffizient a die intermolekularen Wechselwirkungen die tiber
vollkommen elastische Stofle hinausgehen. Letzterer ist im Allgemeinen tem-
peraturabhangig. a und b kénnen iiber empirische Korrelationen aus den kri-
tischen Eigenschaften (7., p.) und dem azentrischen Faktor w des Reinstoffes
berechnet werden.

R,2T? T
b = 0.077796 R, T./p. (3.4)

Kk = 0.37464 + 1.54226w — 0.26992w? ist hierbei eine Funktion von w und
beriicksichtigt Abweichungen der Molekiile der jeweiligen Spezies von der
Kugelform, die nur fiir einatomige Gase angenommen werden kann.

Aus der gegebenen Zustandsgleichung kénnen alle thermodynamischen
GroBen berechnet werden. In der vorliegenden Arbeit miissen auf Grund der
gelosten Erhaltungsgleichungen (siche Kapitel 4) die Enthalpie h und die
spezifische Wérmekapazitét bei konstantem Druck c, sowie die isenthalpe
Kompressibilitat ¢ iiber thermodynamische Zusammenhange bestimmt wer-
den.

Enthalpie und Wérmekapazitdt konnen als Summe eines idealen Refe-
renzwertes bei niedrigem Druck und einer Abweichungsfunktion von diesem
idealen Verhalten berechnet werden. Der ideale Referenzwert (Index 0) wird
meist iiber die sogenannten NASA-Polynome bestimmt. Fir die Anwendung
in dieser Arbeit wurden diese Polynome fiir den Bereich sehr niedriger Tem-
peraturen erweitert. Die Berechnungsmethodik des idealen Referenzwertes
und zugehorigen Koeffizienten kénnen dem Anhang entnommen werden (An-

hang C).

Fiir die Enthalpie gilt

h = ho + Ahgg (3.5)

Die Abweichungsfunktion vom idealen Gas Ahpgg ist tiber Gleichung 3.6

definiert.
ov
B ol il
=7 (57)
P

p

Ahgg = /

Po

dp (3.6)
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Sie kann mittels der gewahlten Zustandsgleichung bestimmt werden. Glei-
chung 3.7 gibt die aus der Peng-Robinson ZGL bestimmte Abweichungsfunk-
tion an.

Ahpr = pvpr — R,/T +

a— T (0a/OT) n Upr + (1—\/§>b (3.7)
2v/2b ver + (1+v2)b |

¢, kann dann tber seine Definition als Ableitung der Enthalpie nach der
Temperatur bei konstantem Druck bestimmt werden.

B 8h i 8h0 8AhRG’ o
()83 s

Auch hier wird der ideale Referenzwert aus den NASA-Polynomen und
die Abweichungsfunktion fiir reale Gase aus der Zustandsgleichung bestimmt.

Die Abweichungsfunktion Ac, re ergibt sich zu

(0%a/0T?) vpr + (1 -2
ACpJDR = —Ru -T In
21/2b vpr+ (1+v2)b

mit
dp Ry (0a/OT)
(W)vPR n UPR—b U%R+2Upr—b2 (310)
und
T T)(2 2
< ap ) - RU 2_|_ CL( )(UPR_'_ b)2 (311)
Ovpr)y  (vpr—b)" (Vg + 2vprb—b?)

Aufgrund des druckbasierten Losungsverfahrens (siche Kapitel 4.5) muss
auch die isenthalpe Kompressibilitit aus der Thermodynamik bestimmt wer-
den. Sie ist iiber Gleichung 3.12 definiert.

_ (9
Y= (5p>h,mi (3.12)
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Durch Umformen der Definition mittels mathematischer Zusammenhén-
ge! kann 1) iiber Gleichung 3.13 ausgedriickt werden. Hierbei kénnen dann
alle vorkommenden Ableitungen explizit bestimmt werden.

_a(om) (o
o= (). ()., 19

mit
<8h> I (N
) e (%),
a p
B T (8T2) / <8T)UPR vpr + (1 - \/§> b (3.14)
2/2b va+(1+\/§)b
und

<8h> _ R, +a—T(8a)/(8T)
o, . (375%)1) Vhp + 20pRb — b2

T(%)/(ag?)p UpR + (1—\/§)b
21/2b n (UPR +(1+v2) b) (3.15)

3.2 Realgaseffekte in Mischungen

Aufgrund der molekularen Interaktionen innerhalb realer Gase kommt es
bei der Mischung mehrerer Reinstoffe zu Effekten, die fiir ideale Gase nicht
auftreten.

Im Falle eines idealen Gases entsprechen die Eigenschaften der einzelnen
Komponenten in der Mischung (partielle molare Gréfen), wie Dichte, Enthal-
pie, Entropie und Wérmekapazitéit, den Reinstoffeigenschaften. Das thermo-
dynamische Verhalten der Mischung lasst sich dann durch Gewichtung iiber
die Zusammensetzung (Mittelung tiber den Molenbruch) bestimmen. Die Mi-
schungseigenschaften eines realen Gases jedoch unterscheiden sich gravierend
vom Molenbruchmittel der Reinstoffeigenschaften. Dies spiegelt sich auch im

ov o) oh _ o _ 1 ov
{8), (), ), = —1nd (), == (%),
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Abbildung 3.1: Uberkritisches Phasengleichgewicht und kritischer Punkt ei-
ner Methan/Nonan Mischung, berechnet mittels der Redlich-Kwong Zu-
standsgleichung. (Berechnung: siche Anhang)

kritischen Punkt der Mischung wieder. Fiir eine binare Mischung zeigt die kri-
tische Temperatur fiir gewohnlich einen streng monotonen Verlauf zwischen
den Reinstoffwerten. Der kritische Druck der Mischung iibersteigt hingegen
die Reinstoffwerte haufig um ein Vielfaches. Abbildung 3.1 (rechts) zeigt Be-
rechnungen dieses Verhaltens beispielhaft fiir eine Methan/Nonan-Mischung.

Ein weit verbreiteter Ansatz zur Bestimmung der thermodynamischen
Eigenschaften von Mischungen mehrerer Spezies ist das erweiterte Korre-
spondenzprinzip. Hierbei wird angenommen, dass sich eine Mischung bei
festgelegter Zusammensetzung verhéalt wie ein Reinstoff (Poling u. a., 2001).
Die Eigenschaften dieser Mischung kénnen deshalb wiederum tiber diesel-
be Zustandsgleichung beschrieben werden, die fiir den Reinstoff verwendet
wird. Dabei miissen jedoch die Koeffizienten a und b fiir die jeweilige Mi-
schung angepasst werden. Dies geschieht in der vorliegenden Arbeit iiber die
Mischungsregeln von van der Waals (Poling u.a., 2001). Dort werden die
Reinstoffkoeffizienten tiber folgende Zusammenhéange gewichtet:

a= ZZmixj\/raja — kij) (3.16)

b="> zb, (3.17)

Der Koeffizient k;; bezeichnet den binaren Interaktionsparameter fiir Spe-
zies ¢ und j. Aufgrund fehlender Daten wurde dieser in den hier vorgestellten
Ergebnissen grundsatzlich zu Null gesetzt. x; bzw. z; sind die Molenbriiche
der jeweiligen Spezies.
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Diese Modellierung ermoglicht die einfache und robuste Bestimmung der
Stoffdaten einer Mischung. Fiir die in dieser Arbeit vorgestellten CFD-Simula-
tionen bildet sie deshalb die Grundlage zur Berechnung der thermodynami-
schen Fluideigenschaften.

Das erweiterte Prinzip der korrespondierenden Zustiande deckt einen wei-
ten Bereich der Realgaseffekte in Mischungen ab. Fiir den transkritischen Be-
reich, in dem der Druck oberhalb der kritischen Driicke der Reinstoffe liegt,
die Temperatur jedoch unterhalb des kritischen Wertes fiir mindestens eine
Mischungskomponente, konnen auf Grund des hohen kritischen Druckes der
Mischung Kondensationseffekte auftreten, die durch das oben beschriebene
Modell nicht abgebildet werden kénnen. In diesem Fall kénnen die Mischungs-
eigenschaften nicht mehr direkt iiber die verwendete Zustandsgleichung be-
stimmt werden. Es miissen stattdessen die Eigenschaften der auftretenden
Phasen tiber die ZGL berechnet und anschliefend iiber das Hebelgesetz ge-
wichtet werden.

Abbildung 3.1 (links) zeigt die Veranderung des Phasengleichgewichts fiir
unterschiedliche konstante Druckniveaus beispielhaft fiir eine Methan /Nonan-
Mischung. Bei einem fiir beide Mischungskomponenten unterkritischen Mi-
schungsdruck gibt es fiir alle moglichen Zusammensetzungen einen Phasen-
iibergang, wenn das fliissige Gemisch weit genug erhitzt oder das gasformige
weit genug abgekiihlt wird (griine Linie). Erhoht man den Mischungsdruck
auf einen Wert zwischen den kritischen Driicken der Mischungskomponenten,
so gibt es fiir Zusammensetzungen mit einem groffen Anteil der tiberkritischen
Reinkomponente keinen Phaseniibergang mehr (rote Linie). Fiir Driicke ober-
halb der kritischen Werte der Reinkomponenten gibt es zwar fiir Mischungen
mit hohem Anteil einer Komponente keine Phasengrenze mehr, es ist jedoch
moglich, dass es aufgrund des oben bereits beschriebenen Maximums des kri-
tischen Druckes einen Bereich gibt, in dem nach wie vor ein Phaseniibergang
auftritt (orange Linie). Der Fokus der Untersuchungen dieser Arbeit liegt
auf diesem Grenzfall, da dieser die oben beschriebene Modellierungsliicke
wiedergibt.

Um mogliche Modellierungsfehler abschatzen zu koénnen wurden diese
Kondensationseffekte gesondert untersucht.

In einem ersten Schritt wurden die Phasengleichgewichte fiir den die si-
mulierten Konfigurationen betreffenden Bereich bestimmt. Nachdem jedoch
die Mischung der in dieser Arbeit untersuchten Injektionsvorginge nur eine
sehr begrenzte Zeit fiir die Ausbildung einer Phasengrenze zulédsst und ange-
nommen werden kann, dass die Anzahl der vorhandenen Kondensationskeime
sehr gering ist, wurde dariiber hinaus die homogene Nukleation betrachtet.
Hierbei soll untersucht werden, ob es méglicherweise lediglich zu einer Uber-
sattigung des Dampfes kommt, die zugehorige Kondensation auf Grund ge-
ringer Kondensationsneigung jedoch nicht stattfindet.
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3.2.1 Phasengleichgewichte im Uberkritischen

Ein Gemisch ist im thermodynamischen Gleichgewicht, wenn neben den Tem-
peraturen und den mechanischen Kréften auch das chemische Potential im
Gleichgewicht ist. Fiir die Bestimmung eines Phasengleichgewichtes werden
die ersten beiden Bedingungen als gegeben angenommen. Das Gleichgewicht
des chemischen Potentials, das iiber die Fugazitéit ausgedriickt werden kann,
dient als Basis fiir die Bestimmung der Phasengrenzen (Zell, 2006).

Wenn mehrere Phasen eines Reinstoffes oder einer Mischung nebeneinan-
der existieren, findet ein permanenter Austausch von Molekiilen zwischen den
Phasen statt. Die Fugazitat f ist ein Maf fir das Bestreben der Molekiile, in
die jeweilig andere Phase zu wechseln. Befinden sich die Phasen eines Rein-
stoffes im Gleichgewicht, so miissen sich die Anzahlen der Molekiile, die die

Phase wechseln, entsprechen. Dies spiegelt sich in einer identischen Fugazitat
der beiden Phasen wieder (Zell, 2006).

fr=171q (3.18)

Fiir eine Mischung von mehreren Komponenten miissen die Fugazitiaten
der Phasen fiir jede beteiligte Komponente gleich sein. Fiir eine binidre Mi-
schung der Komponenten « und S gilt entsprechend

fra = fga (3.19)
frs = Jfop

Die Fugazitat der einzelnen Phasen p und Komponenten ~ einer Mischung
kann mittels Gleichung 3.20 berechnet werden.

o = PpATpaD (3.20)

Hierbei ist ¢ der Fugazitatskoeffizient, x der Molenbruch und p der vor-
herrschende Druck. Wir gehen hier davon aus, dass der Druck in den vor-
liegenden Phasen identisch ist. Somit vereinfacht sich das Gleichungssys-
tem 3.19 folgendermafien:

Pralfa— Pgalga — 0 (3.21)
©raTrs — Pgptgs = 0
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Die Fugazitéatskoeffizienten sind iiber den Realteil des chemischen Poten-
tials ¢ definiert (Gl. 3.22) (Baehr, 2000) und koénnen aus der gewéhlten

P,y
Zustandsgleichung berechnet werden.

dv— RTZ4  (3.22)

. Tl op R.T
R,Tngp,, = fjﬁz/ [(zm) - =
Y/ T2y

v

Fir die in dieser Arbeit verwendete Peng-Robinson Zustandsgleichung
ergibt sich fir den Fugazitéitskoeffizienten folgender Zusammenhang (Harstad
u.a., 1997):

bpv’V
(2 220 Tpulpy — Gp by )

(vpny + (1= v2)by)
1

In 3.23
Ppy 9/2b, R, T (vrrp+ (14 V2) bp)] (3.23)
p(vprp — bp) (pUPRm ) bpy
~ _1) 2
. [ RT | \RT b,

Mittels Gleichungssystem 3.21 kann nun das Phasengleichgewicht iterativ
bestimmt werden. Hierzu werden fiir eine feste Temperatur und einen gege-
benen Druck die Zusammensetzungen der fliissigen und gasformigen Phase
geschatzt. Fir diese angenommenen Phasen wird anschlieend das molare
Volumen bestimmt. Dies geschieht durch Losen der Zustandsgleichung mit-
tels der Cardanischen Regeln (Bronstein u. Semendjajew, 1973). Da es sich
bei der Zustandsgleichung um ein kubisches Polynom handelt, ergeben sich
hieraus fiir jede Phase bis zu drei reale Losungen, wobei lediglich eine dieser
Losungen physikalisch sinnvoll ist. Diese kann iiber die Freie Gibbs-Enthalpie
(Gl. 3.24) ausgewahlt werden, welche umso kleiner ist, je stabiler und somit
physikalisch sinnvoller der jeweilige Zustand ist (Baehr, 2000).

Gp = Gpo+ R,T Z Ty~ In [xpmppﬁp] (3.24)
y

Gy, ist der ideale Referenzwert und kann tiber die NASA-Polynome be-
stimmt werden. Da dieser lediglich von der Temperatur und der Zusammen-
setzung, nicht aber vom molaren Volumen abhingt, kann er bei der Bestim-
mung des Minimums der Freien Gibbs-Enthalpie vernachléssigt werden. Es
ist daher vollkommen ausreichend, den verbleibenden Realteil zu betrachten.

Mittels der gewahlten molaren Volumina fiir die jeweiligen Phasen wer-
den nun die Fugazitatskoeffizienten bestimmt und in das Gleichungssystem
3.21 eingesetzt. Mit den resultierenden Zusammensetzungen fiir die Phasen
beginnt ein neuer Iterationsschritt, so lange bis eine Losung gefunden ist.
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Tiefer gehende theoretische Erlauterungen zur Bestimmung von Phasen-
gleichgewichten im Uberkritischen finden sich in Baehr (2000) und Poling
u.a. (2001). Eine sehr detaillierte Beschreibung des Vorgehens fiir die Pha-
sengleichgewichtsberechnung im Uberkritischen mittels der Redlich-Kwong
ZGL (Redlich u. Kwong, 1949) findet sich in Zell (2006).

3.2.2 Homogene Nukleation im Uberkritischen

Das in Abschnitt 3.2.1 beschriebene Phasengleichgewicht setzt voraus, dass
fir das untersuchte System ausreichend Zeit vergangen ist, um in einen
Gleichgewichtszustand zu gelangen. Andernfalls ist es moglich, dass die vor-
liegende Mischung, anstatt zwei getrennte Phasen zu bilden, in einem Nicht-
gleichgewichtszustand, zum Beispiel als tiberséttigter Dampf, vorliegt. Da im
Fokus dieser Arbeit die thermodynamische Modellierung der instationdren
Stromung in Raketenantrieben liegt, stellt sich die Frage, inwiefern bei der
Mischung der eingespritzen Komponenten iiberhaupt zwei Phasen gebildet
werden.

Geht man davon aus, dass das eingespritzte Gemisch sehr rein ist, so dass
die Existenz von Kondensationskeimen vernachlassigbar gering ist, kann mit-
tels der klassischen Nukleationstheorie eine erste Aussage iiber das Kondensa-
tionsverhalten der Treibstoffe getroffen werden. Diese ermdoglicht es fiir vorge-
gebene Werte von Druck, Temperatur und Gasphasenzusammensetzung eine
Rate fiir die homogene Nukleation zu bestimmen. Ist diese Nukleationsrate
sehr hoch, ist davon auszugehen, dass es zur Kondensation der Treibstoffe
kommt. Ist die Rate hingegen gering, so liegt mit grofler Wahrscheinlichkeit
iibersattigter Dampf vor und es findet keine Tropfchenbildung statt.

Konkret bedeutet das, dass fiir eine bestimmte Gemischzusammensetzung
nach geniigend Entspannungszeit bereits ein Phasengleichgewicht existieren
miisste, tatsdchlich bei geringer Nukleationsrate in einer kurzen Mischungs-
zeit aber noch keine Kondensation vorliegen muss. Um Modellierungsfehler
abschéitzen zu konnen, sollen in dieser Arbeit Bereiche hoher Nukleationsra-
te mit dem Phasengleichgewicht verglichen werden, um festzustellen, ob eine
Zweiphasenmodellierung grundséatzlich physikalisch notwendig ist.

Wie bereits erwahnt beschreibt die homogene Nukleation die Kondensati-
on eines Stoffes in Abwesenheit von Kondensationskeimen, also rein aufgrund
der Bildung von Molekiilclustern, die zu Tropfchen heranwachsen.

Aneinanderlagerungen von Molekiilen existieren in jedem Gas. Sie sind
umso kleiner und seltener, je weiter der Zustand des Gases von der Taulinie
entfernt ist. Je weiter man ein Gas unterkiihlt, um so héufiger und groler sind
die vorkommenden Molekiilansammlungen. Die Molekiilcluster bilden sich in
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einem Nichtgleichgewichtsprozess sténdig neu und zerfallen genauso schnell
wieder. Das Wachstum sehr kleiner Molekiilansammlungen ist dabei kinetisch
gehemmt, da die Arbeit zur Clusterbildung grofler ist als die Energiefreiset-
zung beim Ubergang in die stabile Fliissigphase. Wird bei der Clusterbildung
jedoch zuféllig eine kritische Grofle (kritisches Trépfchen) iiberschritten, so
kehrt sich dieses Verhéltnis um und es bilden sich sehr schnell Tropfchen
von makroskopischer Groéfle. Ein kritisches Tropfchen wird auch als kriti-
scher Nukleus und die zugehorige Tropfchenzusammensetzung als kritische
Zusammmensetzung bezeichnet.

Die Berechnungsmethodik zur homogenen Nukleationsrate in bindren Ge-
mischen soll im Nachfolgenden kurz erldutert werden. Detaillierte Ausfithrun-
gen hierzu konnen Looijmans u.a. (1995); Wilemski (1984, 1987) und Wi-
lemski (1988) sowie den grundlegenden Arbeiten von Reiss (1950) und Doyle
(1961) entnommen werden.

Die Nukleationsrate J (3.25) ist als die Anzahl von Trépfchen definiert,
die pro Zeit- und Volumeneinheit gebildet werden.

J = Ke 2¢/ksT (3.25)

Hierbei ist K der kinetische Vorfaktor, AG die reversible freie Bildungs-
enthalpie fiir ein kritisches Tropfchen, kg die Boltzmann Konstante und 7" die
Temperatur. Die freie Bildungsenthalpie ist abhdngig von der Trépfchenzu-
sammensetzung und weist fiir die kritische Mischung einen Sattelpunkt auf.
Dieser markiert die Energiebarriere, die iiberwunden werden muss, bis eine
Clustergrofe erreicht ist, bei der die mit der Molekiilaneinanderlagerung ver-
bundene Entspannung in die stabile fliissige Phase mehr Energie freigibt als
fiir die Aneinanderlagerung notwendig ist. Uber die Sattelpunkt-Eigenschaft
der freien Bildungsenthalpie ldsst sich die Zusammensetzung des kritischen
Tropfchens berechnen.

Fiir die freie Bildungsenthalpie gibt es viele unterschiedliche Ansétze. Fiir
die hier vorgestellten Untersuchungen wurde auf die binére klassische Theo-
rie, wie sie von Wilemski (1984) und Looijmans u. a. (1995) beschrieben wird,
zuriickgegriffen. Dieser Theorie liegt ein makroskopisches Modell fiir ein mit
Dampf umgebenes Tropfchen zugrunde. Dabei wird angenommen, dass das
Tropfchen aus einem Kern und einer Oberfliche besteht, mit ny  und no ¢
Molekiilen im Kern und n; s und ng s Molekiilen auf der Tropfchenoberfliche,
wobei Oberflache und Kern im thermodynamischen Gleichgewicht zueinander
stehen (Abb. 3.2). Gleichzeitig wird das Tropfchen als inkompressibel ange-
nommen. Die Anzahl der Oberflichenmolekiile kann als Differenz zwischen
der gesamten Molekiilzahl n und den Molekiilzahlen in Dampf n, und im
Kern ny bestimmt werden (ny = n—n,—ny). Es wird angenommen, dass die
Molekiile auf der Oberflache nicht zum Tropfchenvolumen beitragen. Durch
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Abbildung 3.2: Schematische Darstellung des betrachteten Tropfchenmodells

die Tropfchenoberfliche wird implizit der Effekt der Oberflachenanreicherung
berticksichtigt.

Looijmans u.a. (1995) geben die freie Bildungsenthalpie mittels Glei-
chung 3.26 an.

AG = (pg - pf)vf + oA+ Z (qba,f - qba,g) Na,f + Z (¢a,s - qba,g) Ng,s
a=1,2 a=1,2
(3.26)

Hierbei ist ¢ das chemische Potential eines Molekiils im Fliissigen f, auf
der Oberflache s oder im Gasférmigen g ausgewertet fiir den jeweiligen Druck
im Tropfchen py und in der Gasphase py. n, beschreibt die Anzahl der Mole-
kiile der Spezies v im Tropfchen und auf der Oberflache. A ist die Oberfliche
des Tropfchens, o die Oberflachenspannung und V; das Tropfchenvolumen.

Da der Tropfchenkern mit seiner Schale im Gleichgewicht steht, gilt ¢, r =
®a,s- S0 lassen sich die beiden Summen zu einer Summe fiir alle Mole-
kille im Tropfchen n, = ny + ny zusammenfassen. Definiert man weiter
die Differenz der chemischen Potentiale zwischen Tropfchen und Dampf als
Apg = Gaf (0f,T) — Pug (pg, T), so ergibt sich die Gleichung 3.27.

AG = (py —pp)Vi +0A+ Y Adanay (3.27)

a=1,2

Zur Berechnung der kritischen Zusammensetzung wird der Sattelpunkt
der Funktion bestimmt. Dieser ist mathematisch folgendermaflen definiert:

IAG

3na7t

0, (a=1,2;const T, P). (3.28)
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Mittels der Gibbs-Duhem?- und der Gibbs Adsorptionsgleichung® kann
gezeigt werden, dass das kritische Tropfchen in einem instabilen Gleichge-
wicht mit dem umgebenden Dampf steht. Es gilt also

Ay =0 (3.29)

Mit Hilfe von Gleichung 3.29 und der Laplace-Relation (p; = p, + 20/r)
kénnen aus der Annahme, dass fiir ein inkompressibles Fluid ¢, (ps, 1) =
Ga,f (Pg: T) + 4o (pf — py) gilt, die Kelvin Gleichungen (Gl. 3.30) entwickelt
werden.

20040 20040

— Ao+

(as (Pg: T) = Pag (Pg: T)) + =0 (3.30)

V4o ist hierbei das partielle molare Volumen der Spezies «, das aus der
gewihlten Zustandsgleichung bestimmt werden kann. r bezeichnet den Tropf-
chenradius.

Weiter folgt aus Gleichung 3.27 mit Gleichung 3.29 und den Definitio-
nen fiir die Oberfliche und das Volumen eines kugelférmigen Tropfchens
(A = 4mr? und V; = 3mr® = Y, nafsq) fir die freie Bildungsenthalpie
des kritischen Tropfchens:

AG = ;O—A (3.31)

Realgasmodell fiir die Bildungsenthalpie des kritischen Tropfchens

Der erste Schritt zur Berechnung der freien Bildungsenthalpie ist die Be-
stimmung der Zusammensetzung des kritischen Nucleus. Hierfiir kann mit-
tels Linearkombination der Kelvingleichungen (Gl. 3.30) fir die beteiligten
Komponenten Gleichung 3.32 entwickelt werden.

U*QA*¢1 - U*lA*¢2 =0 (332)

Fiir festgelegte Werte fiir Druck, Temperatur und Gasphasenzusammen-
setzung sind alle Gréflen in dieser Gleichung nur noch von der Zusammenset-
zung des kritischen Tropfchens abhéngig. Diese kann iterativ aus der Glei-
chung bestimmt werden. Die partiellen molaren Volumina sowie die chemi-

2SpdT — Vidps + 3 oy 0 Na,pdda.f (0, T) =0
BSSdT — Ado + ZO‘:LQ na,sd¢a,s =0
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schen Potentiale in Gleichung 3.32 kénnen iiber die gewéhlte Zustandsglei-
chung berechnet werden (Gl. 3.33 und 3.34 (Bachr, 2000)).

Via = (ad)“) (3.33)
ap T,xa
ba = Gao+ O (3.34)
= Gao+ R,TIn (;’) + R,Tn (2a) + 67
0

Hierbei ist ¢, das chemischen Potential des idealen Gases und ¢§e der
Realteil. Dieser kann ebenfalls aus der ZGL bestimmt werden (Gl. 3.22). G,
ist die molare Gibbs-Enthalpie des reinen idealen Gases beim Referenzdruck

bo-

Die Untersuchungen von Looijmans u.a. (1995) basieren auf der Soave-
Redlich-Kwong (SRK) Gleichung (Soave, 1972) in Kombination mit einer
Volumenkorrektur nach Peneloux (Poling u.a., 2001) (Gln. 3.35).

Tv = - 3.35
p(T,vsn) vsrrk — b Vsri (Vsrix + D) (3.35)
R,T.
UV = UVUSRK — 0.40768 (02944]. — thRA)
R,T? - 2
a(T) = 0427482 —c¢. (1 - (0.48 + 1.574w — 0.176w2> (1 - T>>
Pe ;

b = 0.08664R,T./p.

Um das fiir diese Arbeit entwickelte Berechnungsverfahren zu validieren,
wurden die in Looijmans u.a. (1995) veroffentlichten Ergebnisse mittels die-
ser ZGL nachvollzogen. Da den numerischen Simulationen in dieser Arbeit
jedoch die Peng-Robinson Gleichung zu Grunde liegt, wurde das Verfahren
fiir diese ZGL modifiziert. Zur Validierung wurden die fiir die SRK Gleichung
bereits vorliegenden Ergebnisse erneut bestimmt und dariiber hinaus Unter-
suchungen fiir die hier verwendete Treibstoffkombination (Hy/O5) angestellt.

Die chemischen Potentiale und die partiellen molaren Volumina fiir bei-
de Zustandsgleichungen kénnen den Gleichungen 3.36 bis 3.39 entnommen
werden.
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R Gaspx = Gao-+ R,TIn <p> + R,TIn (2) (3.36)

. ( ))
p(vsrx — b

ba
— —R,T)—R,T1
+ b (pUSRK Ru ) Ru n ( RuT

aba 235 Tp0as (T)> In (USRK + b>

USRK

N
S

R, T ) /< dp >
Usrr — b OVsRK ) 1,

(m_azﬁxﬁaM(T)) b >/< Op )
b2 b vsrk (Vsrk + D) vsri T\Za

< op ) R,T N a(2usri +b)
T, xq

(vsrx —b)*  (Vipk + vsrib)’

| ba op ba op
Usa,SRK = ( p USRK <5USRK>T% + b p) / <3USRK>T% (3.37)

OVsrK

R.TIn¢apr = Gao+ RuTln (;’) + R,TIn (z4) (3.38)
0
b, vpr — b
+ 0 (pvpr — R,T) — R,TIn lp(gzﬂ)}

(2 ZB TpaBe — a%“)

2v/2b

(et (1)
(opnt (14 v2)D)

(b ap ba R,T ap
et = (b (Bure ) 7 b) /(aura)., B

n % _ 225 Tplags (T) b / (9p
b2 b U%R—FQUpr—bQ 8va T ae

Mit bekannter Tropfchenzusammensetzung kann nun mittels der Kelvin-
Gleichungen der Radius und damit die Oberfliche des kritischen Nucleus
bestimmt werden (Gl. 3.40).

20040,
= 4
Ao r (3.40)

Als letzte noch zu bestimmende Grofle fiir die Berechnung des Tropfchen-
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radius und der freien Bildungsenthalpie AG (Gl. 3.31) verbleibt die Ober-
flichenspannung ¢. Diese kann nicht direkt aus den Reinstoffen ermittelt
werden, da sie bei tiberkritischen Mischungsbedingungen keine Oberflachen-
spannung mehr aufweisen. Eine Methode, die es dennoch ermoglicht, Werte

fiir diesem Bereich zu berechnen, ist die empirische Korrelation von Macleod-
Sugden (Gl. 3.41)(Poling u.a., 2001).

=3P, (mf’“ - x“‘) (3.41)

Uf Ug

P, ist hier der so genannte Parachor Faktor fiir Spezies «. Dieser wird
anhand von experimentellen Ergebnissen empirisch bestimmt. Die fiir die in
dieser Arbeit verwendeten Werte kénnen Tabelle A.3 im Anhang entnommen
werden.

Der Exponentialterm in der Nukleationsrate ist somit vollstandig be-
stimmt. Zur vollstdndigen Berechnung der Nukleationsrate (Gl. 3.25) fehlt
nun noch der kinetische Vorfaktor K. Zur Bestimmung des Bereiches ho-
her Kondensationsneigung ist der tatsdchliche Wert der Nukleationsrate je-
doch unerheblich. Hier stehen der Kurvenverlauf und die Position des nahezu
sprunghaften Anstiegs der Kondensationsrate im Vordergrund. Da der Vor-
faktor den Kurvenverlauf nur unwesentlich verdndert (Looijmans u.a., 1995;
Wilemski, 1984) und seine Berechnung nicht trivial ist, wurde auf ihn verzich-
tet und lediglich der exponentielle Term als dimensionslose Nukleationsrate
I = J/K untersucht.

Fiir die Untersuchung von Mischungen mit mehr als zwei Komponen-
ten miissen sowohl die Berechnung der freien Bildungsenthalpie als auch die
Bestimmung des kinetischen Vorfaktors angepasst werden (Korhonen u.a.,
1999).






Kapitel 4

Grundlagen turbulenter
Mehrkomponentenstromungen

In diesem Kapitel werden die theoretischen Grundlagen turbulenter Mehr-
komponentenstromungen behandelt, sowie die wesentlichen stromungsme-
chanischen Aspekte von einphasigen Fluiden betrachtet. Dabei werden be-
sonders die Transport- und Erhaltungsgleichungen betrachtet. Im Weiteren
wird kurz auf die Rolle der Thermodynamik in der Stromungssimulation ein-
gegangen. Nachdem der Fokus dieser Arbeit auf der Beriicksichtigung ther-
modynamischer Eigenschaften im Uberkritischen liegt, wurde der detaillier-
ten Beschreibung dieses Themas ein eigenes Kapitel gewidmet (Kapitel 3).
Darauf folgend werden die Eigenschaften turbulenter Stromungen und de-
ren Modellierung sowie die Grundlagen reagierender Stromungen aufgefiihrt
und Modellierungen fiir den hier vorliegenden Anwendungsbereich betrach-
tet. Abschlieend werden das numerische Losungsverfahren diskutiert und
Effekte der Thermodynamik auf die jeweilige Modellierung aufgezeigt.

4.1 Grundgleichungen

Die Bewegung eines kompressiblen Fluids kann tiber ein System von partiel-
len Differentialgleichungen beschrieben werden. Dieses basiert auf der Annah-
me, dass Masse, Impuls und Energie innerhalb einer Stréomung erhalten sein
miissen. Dieses Gleichungssystem kann mittels der Betrachtung eines Kon-
trollvolumens hergeleitet werden. Hierzu existieren unterschiedliche Ansétze
in denen sich das zu Grunde liegende Volumen entweder mit der Stromung be-
wegt (Lagrange Betrachtung), oder eine raumlich feste Position besitzt (Eu-
ler Betrachtung). Herleitungen mittels beider Verfahren kénnen in Anderson
(1995) und Hirsch (1988) nachgelesen werden. Fiir reagierende Stromungen
muss zusétzlich eine Transportgleichung fiir die Speziesmassenbriiche gelost

35
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werden. Die aufgefithrten Gleichungen werden im Folgenden fiir ein karte-
sisches Koordinatensystem beschrieben. Hierbei gilt die Einsteinsche Sum-
menkonvention, welche besagt, dass Terme mit doppelt vorhandenen Indizes
fiir alle drei Koordinatenrichtungen aufsummiert werden.

4.1.1 Massenerhaltung

Die erste Gleichung die zur Stromungsmodellierung gelost wird, ist die Kon-
tinuitatsgleichung (Gl. 4.1). Diese beruht auf der Annahme, dass die Masse
eine Erhaltungsgrofie ist (fiir den Fall, dass man von einer Kernspaltung
absieht). Betrachtet man ein raumlich festes Kontrollvolumen innerhalb der
Strémung, so besagt die Kontinuitétsgleichung, dass die Anderung der Masse
innerhalb des Volumens mit der Zeit ¢ gleich dem Massentransport iiber die
Grenzen des Volumens hinweg sein muss.

dp  Opu;

=0 (4.1)

In Gleichung 4.1 bezeichnet p die Dichte und u; die Geschwindigkeit in Ko-
ordinatenrichtung z;.

4.1.2 TImpulserhaltung

Eine weitere Erhaltungsgleichung kann fiir den Impuls entwickelt werden
(Gl. 4.2). Diese beruht auf dem ersten Newtonschen Gesetz, welches besagt,
dass eine Masse sich mit konstanter Geschwindigkeit bewegt oder in Ruhe
verharrt, solange keine Kraft auf sie wirkt. Durch die Anwendung dieses
Gesetzes auf ein infinitesimales Fluidelement kann Gleichung 4.2 begriindet
werden. In dieser Gleichung wird die zeitliche Anderung des Impulses in
Koordinatenrichtung i (pu;) tiber den konvektiven Transport und die am
betrachteten Kontrollvolumen angreifenden Krafte bilanziert. Diese dufleren
Kréfte resultieren aus dem anliegenden Druck p, der Gravitation pg und
der Deformation des Fluidelements, die iber den Schubspannungstensor 7;;
ausgedriickt wird.

Opu;  Opuju; — Op  OTy

ot " on, om0

+ pgi (4.2)

Der Spannungstensor fiir newtonsche Fluide, fiir welche die Scherspannungen
7;; proportional zur Verzerrungsgeschwindigkeit Ou;/0z; sind, lésst sich iber
die Stokes’ Hypothese ausdriicken:

B Ou;  Ou;  20uy
Ty = H <8xj + oxr; 301 6”) (4.3)
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Als Proportionalitdtskonstante dient hier die dynamische Viskositat . d;;
bezeichnet das Kronecker Deltal.

Die Gleichungen 4.1 und 4.2 werden allgemein als Navier-Stokes Glei-
chungen bezeichnet. Fiir die vollstandige Beschreibung der Stromung eines
kompressiblen Fluids ist jedoch zusédtzlich eine Gleichung fiir die Energieer-
haltung notwendig.

4.1.3 Energieerhaltung

Durch die Bilanzierung an einem Kontrollvolumen lésst sich aus dem 1. Haupt
satz der Thermodynamik eine Energiecerhaltungsgleichung entwickeln. Diese
kann je nach Bedarf fiir Energie oder Enthalpie in totaler oder statischer
Formulierung aufgestellt werden. Die Energieerhaltungsgleichung wird hier
beispielhaft fir die statische Enthalpie beschrieben (Kuo, 2005).

Dh_ dph  dpush _ Dp g
Dt = ot T ox, Dt o

Der Operator D% bildet die substantielle Ableitung einer Variable?. Die Wir-
mestromdichte ¢; modelliert den molekularen Energietransport. Strahlungs-
effekte werden tiber ¢, berticksichtigt. { bezeichnet viskose Dissipation, wel-
che die Warmeentwicklung auf Grund von Reibungseffekten innerhalb der
Stromung beschreibt und S, beriicksichtigt den Enthalpieeintrag durch die
am Fluidelement verrichtete Arbeit durch Korperkréfte.

+ ¢r + ¢+ pSh (4.4)

In den hier untersuchten Konfigurationen sollen Korperkréafte und Strah-
lungseffekte grundsatzlich vernachlassigt werden. Gleichzeitig sollen in dieser
Arbeit nur Stromungen geringer Machzahl untersucht werden, weshalb die
viskose Dissipation ebenfalls nicht gesondert betrachtet wird. Fiir die Ent-
halpiegleichung ergibt sich somit:

dph  Opu;h  Dp  Og;

Die Wérmestromdichte setzt sich generell aus der Warmeleitung und den
diffusiven Fliissen zusammen. Diese ergeben sich fiir die Annahme gleicher
Diffusionsgeschwindigkeiten fiir alle Spezies zu Null. Somit lasst sich ¢; iiber
das 1. Ficksche Gesetz beschreiben durch

X
cp Ox;

(4.5)

q; = (4-6)

Hierbei sind Diffusionseffekte auf Grund von Druck- oder Konzentrationsgra-
dienten (Diffusionsthermo- oder Dufoureffekt) vernachlassigt. Diese Effekte

1(5¢jzlfﬁri:jundéijz()fﬁri#j.
2D _ 0 9
Dt — ot T Yiag,
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werden in den vorgestellten Simulationen nur teilweise berticksichtigt und
deshalb auch erst dort detaillierter beschrieben. In Gleichung 4.6 steht X\
fir die Warmeleitfahigkeit und ¢, fiir die spezifische Wéarmekapazitiat bei
konstantem Druck.

Somit vereinfacht sich Gleichung 4.4 zu

dph (3puih_&_F o (XN Oh

cp 0;

4.1.4 Speziestransport

Fiir den Fall, dass die Mischung oder Reaktion unterschiedlicher Spezies mo-
delliert werden soll, ergibt sich fiir den Transport jeder einzelnen Komponente
eine zusatzliche Gleichung.

apY 4 N opu;Y o B 0 <pDa 8Ya> o

o (4.8)

Neben der zeitlichen Anderung und dem konvektiven Transport auf der lin-
ken Seite beinhaltet diese Gleichung zuséatzlich einen Term fiir den diffusi-
ven Transport der Spezies sowie einen Reaktionsquellterm w,. Dieser ist fiir
die reine Mischung gleich Null und wird fiir reagierende Strémungen tiber
ein Verbrennungsmodell beschrieben. Im Diffusionsterm sind Beitrage durch
den Druckgradienten sowie Thermodiffusion (Soret-Effekt) bereits vernach-
lassigt. Der verbleibende Term beschreibt die Diffusion entlang des Konzen-
trationsgradienten. Der Diffusionskoeffizient D, gibt hierbei an, wie stark
die molekulare Diffusion fiir den jeweiligen Stoff ausgeprigt ist. Wie bereits
fir die Enthalpiegleichung erwéhnt, wird dieser Effekt in den aktuellen Un-
tersuchungen vernachléssigt und die Diffusivitat aller Spezies als konstant
und einheitlich betrachtet. Dies gilt fiir viele Stoffe in guter Nédherung. Sehr
leichte Spezies wie zum Beispiel Wasserstoff weichen von diesem Verhalten
jedoch deutlich ab.

4.2 Thermodynamik und Transporteigenschaf-
ten

Wie bereits in Kapitel 2.1.1 beschrieben, ist fiir die Schliefung des oben auf-
gefithrten Systems von Erhaltungsgleichungen ein Zusammenhang zwischen
Druck p, Dichte p und Temperatur 7" erforderlich (Gl. 4.9). Dieser wird iiber
die thermische Zustandsgleichung ermittelt.

p=p(pT) oder p=p(@T) (4.9)
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Gemeinsam mit der kalorischen ZGL, die p, T und p in Bezug zur inne-
ren Energie, Enthalpie und spezifischen Wérmekapazitét setzt, liefert sie ei-

ne vollstdndige Beschreibung der thermodynamischen Eigenschaften eines
Fluids.

Da die Temperatur im oben entwickelten System von Erhaltungsgleichun-
gen keine direkte Losungsvariable ist, muss sie vor der Bestimmung der Dichte
oder des Druckes durch GI. 4.9 iterativ aus der Enthalpie bestimmt werden.
Basis dieser Berechnung ist die thermodynamische Definition der Enthalpie
iiber das totale Differential bei konstantem Druck:

T 8h T
h:h*+/<3T> aT ="+ [ ear. (4.10)
T+ p T*

Die Enthalpie ist als Funktion der Temperatur streng monoton steigend.
Deshalb kann die Bestimmung der Temperatur in der hier vorgestellten Ar-
beit mit Hilfe eines Newton Verfahrens realisiert werden. Zusétzlich zu Dichte
oder Druck miissen hierfir die Enthalpie und die spezifische Warmekapazitat
bei konstantem Druck aus thermodynamischen Zusammenhangen ermittelt
werden (sieche Kapitel 3).

4.2.1 Modellierung Thermodynamik

In der CFD wurde eine thermodynamische Modellierung basierend auf der
Peng-Robinson Gleichung (Peng u. Robinson, 1976) verwendet, wie sie in
Kapitel 3.1 beschrieben ist. Fiir die Beschreibung der Mischungseigenschaf-
ten wurden die van der Waals Regeln (Kapitel 3.2) angewendet. Kondensa-
tionseffekte, wie sie im vorherigen Kapitel beschrieben sind, kénnen in der
Stromungssimulation nicht beriicksichtigt werden.

4.2.2 Transporteigenschaften

Um die diffusiven Terme in der Impuls-, Enthalpie- und Speziesgleichung
vollstéandig beschreiben zu kénnen, miissen die Transporteigenschaften (dy-
namische Viskositat x4 und Warmeleitfihigkeit \') ebenfalls tiber zusatzliche
Zusammenhénge beschrieben werden. Dies erfolgt haufig mittels empirischer
Korrelationen.

Fiir die hier vorgestellte Arbeit wurde die Beschreibung nach Chung u. a.
(1988) verwendet, da sie die Stoffgrofien im transkritischen Bereich sehr gut
wiedergibt. Fiir eine ausfiihrliche Beschreibung dieses Verfahrens wird auf
Poling u.a. (2001) verwiesen.
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Da die zu dieser Korrelation gehorigen Mischungsregeln fiir die in die-
ser Arbeit untersuchten Gemische zum Teil unphysikalische Werte (negative
Viskositaten) liefern, wurden fiir die Stromungssimulation nur die Transport-
eigenschaften der Reinstoffe iiber die Korrelation nach Chung berechnet. Die
Mischungsgréfen wurden tiber Molenbruchmittelung bestimmt.

4.3 Turbulenzmodellierung

Die Bewegung eines Fluidteilchens in einer turbulenten Stréomung ist im All-
gemeinen dreidimensional, instationér, rotationsbehaftet, dissipativ, diffusiv
und zufallig (Frohlich, 2006). Sie wird von den Navier-Stokes-Gleichungen
vollstandig beschrieben.

Eine turbulente Stromung kann als eine Aneinanderreihung und Uberla-
gerung von Wirbeln unterschiedlichster Gréflenordnung (Léngenskalen) be-
trachtet werden. Sie kann tiber ein Energiespektrum beschrieben werden, in
dem die Energie E(k) der Geschwindigkeitsfluktuationen tiber der zugeho-
rigen Wellenzahl k aufgetragen wird (Abb. 4.1) (Frohlich, 2006). Basierend
auf diesem Energiespektrum werden die Wirbel in drei Kategorien eingeteilt.

Die groBten Wirbel sind Teil der integralen Léngenskalen. IThre Grofle wird
bestimmt durch die geometrischen Abmessungen der durchstrémten Geome-
trie. Durch sie findet der Energieeintrag in die Stromung statt, z. B. durch
Randbedingung und geometrische Einfliisse. Diese Wirbel erzeugen grofie Ge-
schwindigkeitsfluktuationen bei kleiner Wellenzahl. Da sie stark geometrisch
beeinflusst sind, trifft die Annahme eines statistischen Verhaltens fiir Wirbel
in diesem Bereich nur sehr eingeschréankt zu. Sie zeigen koharente Strukturen
und meist ein anisotropes Verhalten. Die turbulenten Fluktuationen sind also
nicht unabhéngig von der Koordinatenrichtung. Die groflen Wirbelstruktu-
ren haben einen grofien Anteil an der turbulenten Diffusion innerhalb des
Stromungsgebietes. Unter turbulenter Diffusion ist hier der Austausch von
Impuls und skalaren Groflen im Raum zu verstehen, der nicht durch den
(molekularen) Diffusionsterm in den Gleichungen, sondern durch die turbu-
lenten Fluktuationen erzeugt wird.

Die kleinsten Skalen im Energiespektrum werden als Kolmogorovsche
Langenskalen bezeichnet. Dieser Bereich des Energiespektrums wird Dissipa-
tionsbereich genannt. Hier wird die kinetische Energie der Stromung durch
Reibung in Warme umgewandelt. Die turbulenten Fluktuationen in diesem
Bereich sind in hohem Mafe chaotisch und in jede Koordinatenrichtung gleich
stark ausgeprégt (isotrop).

Beide Bereiche verbindet der Inertialbereich, der die sogenannten Mi-
kroskalen umfasst. Diese zahlen nicht zu den dissipativen Skalen. Es wird
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davon ausgegangen, dass in diesem Bereich die Energie der groflen Wirbel
ohne Dissipation auf kleinere Skalen tibergeht. Nach Kolmogorov (Kolmo-
gorov, 1941a,b) ist die Energie der Geschwindigkeitsfluktuationen in diesem
Bereich proportional zu k=5/3.

Ortlich und zeitlich begrenzt kann auch ein Energietransfer von kleinen
zu grofleren Skalen auftreten. Diesen Effekt bezeichnet man als 'Backscatter’.

Fiir die realistische Simulation einer turbulenten Stromung gilt es die Ei-
genschaften der turbulenten Fluktuationen in der Stromung so genau wie
moglich abzubilden und gleichzeitig den numerischen Aufwand in einem ver-
tretbaren Rahmen zu halten.

Die grofite Herausforderung hierbei stellen die stark variierenden Langen-
und Zeitskalen dar, die fiir die Modellierung einer turbulenten Strémung er-
fasst werden miissen. Hierbei sind die kleinsten auftretenden Wirbel meist um
viele Groenordnungen kleiner als die grofiten in der Stromung auftretenden
Wirbelstrukturen.

Um dieser Herausforderung zu begegnen, wurden verschiedene Ansétze
fiir die Beschreibung der Turbulenz in der numerischen Strémungssimulation
entwickelt. Diese unterscheiden sich mafigeblich im erforderlichen numeri-
schen Aufwand und Modellierungsgrad. Sie werden im Folgenden vorgestellt.

4.3.1 DNS: Direkte Numerische Simulation

Die Direkte Numerische Simulation (DNS) verzichtet vollsténdig auf eine Mo-
dellierung turbulenter Fluktuationen. Ziel hierbei ist die vollkommene raum-
liche und zeitliche Auflésung der turbulenten Schwankungen in der Stromung.
Sie wird somit durch die kleinsten Skalen vorgegeben.

Ein Vorteil dieser Herangehensweise sind Ergebnisse ohne jeglichen Ein-
fluss einer Turbulenzmodellierung. Aus diesem Grund wird die DNS Simu-
lation auch als mumerisches Experiment’ bezeichnet. Sie ermoglicht einen
Einblick in Stromungskonfigurationen, die der experimentellen Untersuchung
bis heute nicht zuganglich sind.

Nachteilig bei dieser "Turbulenzmodellierung’ ist jedoch der enorme nume-
rische Aufwand, der fiir die vollstdndige Auflésung aller turbulenten Skalen
notwendig ist. Dies macht eine Anwendung fiir Konfigurationen bei realisti-
schen, industrierelevanten Reynoldszahlen® derzeit unméglich.

Zur Ermittlung der mittleren Stromungsgroflen muss eine zeitliche Mit-

3Re = %d mit v: charakteristische Stromungsgeschwindigkeit und d: charakteristische
Lénge
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Abbildung 4.1: Turbulenzspektrum.
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Modelliert in einer RANS
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Aufgeldst in einer LES . Modelliert in einer LES
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Abbildung 4.2: Schematische Darstellung der modellierten und aufgelosten
turbulenten Langenskalen fiir RANS, LES und DNS.

telung der transienten Stréomung erfolgen.

4.3.2 RANS: Reynolds-gemittelte Navier Stokes Simu-
lation

Im absoluten Kontrast zur DNS steht die Reynolds-gemittelte Navier-Stokes
(RANS) Simulation. Hier werden Gleichungen fiir ein mittleres Stromungs-
feld gelost. Dieses wird tiber eine zeitliche Mittelung der Navier-Stokes-Glei-
chungen entwickelt. Dafiir werden die Stromungsgrofien in einen Mittelwert
¢ und eine Schwankung <Y aufgeteilt (Gl. 4.11). Der zeitliche Mittelwert der
Schwankungen muss hierbei verschwinden.

G=0+<¢  mit =0 (4.11)

Fir inkompressible Stromungen liefert die Reynolds-Mittelung ein Glei-
chungssystem mit einer tiberschaubaren Anzahl an Termen, die tiber ein Mo-
dell beschrieben werden miissen. Fiir Stromungen mit variabler Dichte entste-
hen jedoch eine grofle Anzahl an Termen, in denen Dichteschwankungen und
Schwankungen anderer Losungsvariablen korreliert auftreten. Aus diesem
Grund wird fiir dichtevariable Stromungen an Stelle der Reynolds-Mittelung
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Abbildung 4.3: Aufgeldste zeitliche Schwankungen in den Stromungsgrofien
fuir RANS, LES und DNS.

eine massengewichtete Mittelung (Favre-Mittelung, Gl. 4.12) durchgefiihrt.
5= 2P (4.12)
p

O=0+¢ (4.13)

In Gleichungen 4.14 bis 4.19 sind die in Kapitel 4.1 vorgestellten Erhal-
tungsgleichungen in Favre-gemittelter Form aufgefiihrt.

ap | Opi

-0 (4.14)

= — 00; 4.1
5 5 o o + pgi (4.15)
(0w ou; 20,
Ty = H (39@ i dx; 30y 6”) (4.16)
dph  dpu;h  Dp & (NOh )

@_@+d.aﬁ +u.”67p N@ daﬁ
Dt ot Ox;  ox; Ot ‘O

(4.18)
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Aufgrund der Losung eines Gleichungssystems fiir die mittlere Stromung
ist es hierbei nicht mehr moglich das Energiespektrum der Turbulenz durch
eine rdumliche und zeitliche Auflésung turbulenter Strukturen abzubilden.

Der Einfluss der Turbulenz auf die Strémung muss deshalb vollstandig mo-
delliert werden (Abb. 4.2).

Als ungeschlossene Terme verbleiben zur Modellierung die Reynoldsspan-
nungen (pu;u;”) sowie die turbulenten Flisse in der Enthalpie- (pu;h") und
den Speziesgleichungen (pu;Y ).

Letztere werden meist mit einer klassischen Gradientenannahme model-
liert (Gl. 4.20 und 4.21). p ist die turbulente Viskositdt und S¢, und Pry sind
die turbulente Schmidtzahl sowie die turbulente Prandtlzahl. Fir die hier vor-
gestellte Arbeit wird angenommen, dass diese beiden Kennzahlen identisch
sind. Folglich sind die turbulente Diffusion fiir Enthalpie und Spezies gleich.

e OV,

puiY o = — Se: o, (4.20)
— T % oh
pu = _PTitam (4.21)

Die Reynoldsspannungen werden mittels eines Turbulenzmodells geschlos-
sen. Als Basis dessen dient haufig die Boussinesq-Approximation (Gl. 4.22).
Hierbei wird angenommen, dass sich der turbulente Reynoldsspannungsten-
sor genauso verhalt wie der viskose Spannungstensor 7;;.

e ou; Oy, 200y, 2
i” = - = 5, - k(SZ 4.22
pitly = e <8xj * Ox; 30z ]> * gl (4.22)
Der letzte Term auf der rechten Seite der Gleichung ergibt sich mit Hilfe
der Definition der turbulenten kinetischen Energie (k = 0.5 37, u/u").

Zur SchlieBung des gesamten Gleichungssystems fehlt noch die Bestim-
mung der turbulenten Viskositiat. Zu deren Berechnung gibt es, wie bereits
in Kapitel 2.1.2 erwéihnt, eine Vielzahl von Herangehensweisen. Nachdem fiir
die hier gezeigten RANS-Ergebnisse ausschliellich das k-e-Modell verwendet
wurde, wird im Folgenden nur auf dieses detaillierter eingegangen. Weitere
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Modellierungsansitze werden z. B. in Poinsot (2005) sehr anschaulich erlau-
tert.

Im k-e-Modell wird p, folgendermafien definiert:

]{32
e = IBOM? (4.23)

Fiir die turbulente kinetische Energie k£ und die turbulente Dissipations-
rate € wird bei diesem Zweigleichungsmodell jeweils eine Transportgleichung
(GIn. 4.24 und 4.25) gelést. C), ist eine Modellkonstante.

opk  Opuk 0 Nt) ok _—,0u;  _

op% — il ~ a2 124

ot or,  om [(“ T on) o) TP gy, (4.24)
Ope  Ople 0 ,ut> Oe €_ — 0u; e
ope - i O ST 0apS (42
ot ~ oz, om K“ T o) | T CagPuiti gy, ~ Cary (42)

Die Konstanten in diesem Modell haben fiir gewohnlich die Werte (Laun-
der u. Spalding, 1974):

C, = 0.09; ¢, = 1.0; ce = 1.3; Caq = 1.44; Ceo =1.92.
(4.26)

Diese Standardkoeffizienten liefern eine sehr gute Beschreibung der Tur-
bulenz innerhalb eines zwei-dimensionalen ebenen Jets. Fiir achsensymme-
trische, runde Jets treten jedoch signifikante Abweichungen vom realen Stro-
mungsverhalten auf. Der sich bildende Jet wird auf Grund einer Uberschit-
zung der turbulenten Viskositét zu kurz vorhergesagt und seine radiale Aus-
dehnung deutlich tiberschitzt (Piquet, 2001). Dies kann durch eine Anpas-
sung der Modellkonstanten umgangen werden. Modellansétze hierfiir wurden
unter Anderem von Pope (1978) entwickelt.

Fiir die mittleren Stoffeigenschaften X, Cps D, und i wird angenommen,
dass deren mittlerer Wert aus den mittleren Umgebungsbedingungen berech-
net werden kann (siehe z. B. Gl. 4.27). Dies ist jedoch nur naherungsweise
der Fall.

& ~ ¢ (h,p) (4.27)
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Die Vorteile einer RANS-Simulation liegen in einem deutlich verminder-
ten Rechenaufwand, der zum Einen darauf beruht, dass eine Auflésung der
turbulenten Strukturen nicht notwendig ist. Zum Anderen sind keine lang-
wierigen Mittelungsprozeduren erforderlich, um Ergebnisse fiir ein mittle-
res Stromungsfeld zu erzeugen. Aus diesem Grund eignet sich die RANS-
Modellierung sehr gut fiir industrielle Anwendungen, fiir die hdufig nur die
mittleren Stromungsgrofen von Interesse sind und gleichzeitig die Berech-
nungszeit auf Grund der zeitlichen Vorgaben im Entwicklungsprozess neuer
Produkte nicht sehr grof§ sein darf.

Nachteilig bei dieser Form der Turbulenzmodellierung ist, dass keine In-
formation iiber transiente Effekte gewonnen werden konnen. Weiter fiihrt die
vollkommene Modellierung der Turbulenz zu einer groflen Modellabhéngig-
keit der Simulationsergebnisse. Um transiente Informationen zu erhalten und
gleichzeitig den Rechenaufwand iiberschaubar zu halten, kann eine rdumliche
Filterung der Navier-Stokes Gleichungen vorgenommen werden.

4.3.3 LES: Large Eddy Simulation

In der Large Eddy Simulation werden die groflen Skalen im Strémungsfeld
durch Filterung von den kleine Skalen getrennt.

Dieses Vorgehen vermeidet die Notwendigkeit einer Modellierung der gro-
Ben, geometrieabhédngigen Skalen, die auf Grund ihrer individuellen und ko-
harenten Strukturen kaum durch ein universelles Modell abgebildet werden
konnen. Gleichzeitig miissen die kleinsten Wirbel nicht aufgelost werden. Die-
se konnen wegen ihrer sehr einheitlichen Struktur deutlich einfacher model-
liert werden.

Fir die rdumliche Filterung des Stromungsfeldes bieten sich generell zwei
Herangehensweisen an. Zum FEinen besteht die Moglichkeit einer expliziten
Filterung. In diesem Fall wird auf das Rechengebiet direkt ein Filter (z. B.
ein Box, Cut-off oder Gauss Filter) angewendet. Eine zweite Vorgehensweise
bietet die implizite Filterung (Schumann, 1975). Dabei wird das Stréomungs-
feld implizit iiber die gewdhlte Gitterweite gefiltert. In der hier vorgestellten
Arbeit kommt das zweite Verfahren zur Anwendung.

Wie bereits erwéhnt unterscheidet man in der LES einen aufgelosten Teil
der StromungsgroBe { und einen nicht aufgelésten Teil ¢ = & — &. Hierbei
gilt jedoch nicht wie in der RANS-Simulation, dass die gefilterten Subgrid-
Skalen gleich Null sind (% 0).

Gleichungen 4.28 bis 4.33 zeigen die in Kapitel 4.1 vorgestellten Erhal-
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tungsgleichungen in gefilterter Form.

g;’ ?Zi:o (4.28)
e 5 San) (4
Dp _0p ., 0p  0p, . Op (4.32)

Dt ot T Yo T T,

opYe OpuYe O (- 04 _;~ = -
= Dai - iYa - iYa «@ 433
e (p P (u i )) +@o  (4.33)
Zur Schliefung dieses Gleichungssystems miissen die nicht aufgelosten
Terme in den obigen Gleichungen modelliert werden.

Die nicht aufgelosten Enthalpie- ([L;ﬁ — '&JL) und Speziesfliisse (ujfa — ﬁi?a)
werden in der LES héufig analog zur RANS mittels einer Gradientenannahme
modelliert (Gln. 4.34 und 4.34).

v ~ X7 Un aya
Yo — Y, = —— 4.34
Y b Sec; 0x; ( )
—~ -7 Ur oh
h— i h = ——% 4.
i Ui Pr; 0x; (4.35)

Die nicht aufgel6sten Reynoldsspannungen (u;u; — @;%;) miissen iiber ein
Feinstrukturmodell beschrieben werden.

Da fiir die in dieser Arbeit vorgestellten Ergebnisse lediglich das Sma-
gorinsky Modell (Smagorinsky, 1963) sowie ein dynamisches und ein nicht
dynamisches Eingleichungsmodell (Schumann, 1975) verwendet wurden, wer-
den ausschlieflich diese Modelle im Folgenden genauer beschrieben. Fiir wei-
tere Moglichkeiten der Feinstrukturmodellierung sei auf Frohlich (2006) und
Poinsot (2005) verwiesen.
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Smagorinsky Modell

Die Modellierung der nicht aufgelésten Reynoldsspannungen im Smagorinsky-
Modell basiert wie viele RANS-Turbulenzmodelle auf dem Boussinesq-Ansatz
(Gl 4.36).

ou;  Ou; 20w 5”> . 53

ity — Hitly ! 1t <axj * dz; 3 0xy w (4.36)

Hierbei ist die turbulente kinematische Viskositéat 7, tiber Gleichung 4.37
definiert.

n = (C.A?]3] = (C.A) (28,5,)" (4.37)

S’ij kann wie folgt berechnet werden:

- 1 (0w 0u,
Sij = 3 ( oz, + 8%) : (4.38)

In kompressiblen Stromungen kann der isotrope Beitrag Tk, der der dop-
pelten, nicht aufgelésten turbulenten kinetischen Energie kggs entspricht,
tiber die Modellierung von Yoshizawa (1986) beschrieben werden.

T = 2C1pA 8] (4.39)

Cs und Cf sind Modellkonstanten. A entspricht der Filterweite.

Eingleichungsmodell

Stromungen mit inhomogenem Verhalten oder starker Scherung konnen durch
das Smagorinsky-Modell nur sehr eingeschréinkt reproduziert werden. In die-
sem Fall ermoglichen Modelle, die eine gesonderte Transportgleichung 16sen,
im Allgemeinen eine bessere Beschreibung der Transporteffekte. Haufig wird
eine Transportgleichung fiir die nicht aufgelosten Teile der turbulenten kine-
tischen Energie ksgs (Gl. 4.40) gelost.

0(pksas) 0 (pkscsii;) 0

ok
+ = ((pm o) s

Gmi

ot Ox; O ) — T3S — pesas (4.40)
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Basierend auf Gleichung 4.36 ergibt sich fiir 7;; der Zusammenhang:

ou; Ou; 20uy 2
T, = — T’ Bt W IR O 441
) Nt (@x] + 8171 3837]; zg) + 3 SGSYij ( )

Die turbulente kinematische Viskositéat n; sowie die turbulente Dissipati-
onsrate €sgs konnen mittels der Gleichungen 4.42 und 4.43 berechnet werden.

N = CkSGSA kSGS (442)
C. 3
€sGs = A ksas (4.43)

Im einfachen Eingleichungsmodell werden die Modellkonstanten Cjg ¢
und C, mit festen Werten belegt. In der dynamischen Modellvariante werden
diese 'Konstanten’ tiber den Ansatz der Skalendhnlichkeit bestimmt. Diese
Methode wurde erstmals von Germano u.a. (1990) vorgeschlagen und kann
auf beide oben vorgeschlagenen Modelle angewendet werden. Im dynami-
schen Verfahren ist die Bestimmung der Koeffizienten im SGS-Modell Teil
der Berechnung, basierend auf dem Energiegehalt der kleinsten aufgelosten
Skalen. Dies wird durch eine Annahme analog zum Skalen&hnlichkeitsmodell
(Bardina u. a., 1980) erreicht. Es wird angenommen, dass sich die kleinsten
aufgelosten Skalen dhnlich der nicht aufgelosten Skalen verhalten. Durch die
Berechnung der SGS-Modell-Koeffizienten fiir diese kleinen Skalen und deren
Anwendung in der LES entsteht ein in sich geschlossenes Feinstrukturmodell
(de Villiers, 2006).

Vorteile der LES liegen im Vergleich zur DNS in einem deutlich vermin-
derten Rechenaufwand. Dennoch kénnen Informationen tiber das transien-
te Stromungsverhalten gewonnen werden, das bei einer stationdren RANS-
Simulation nicht moglich ist. Da in der LES die grofiskalige Turbulenz direkt
berechnet wird und nur die kleinen, meist sehr homogenen Skalen model-
liert werden miissen, ist es deutlich einfacher fiir diese ein allgemein giiltiges
Modell zu entwickeln.

Nachteilig an einer Turbulenzmodellierung mittels LES ist der immer
noch sehr hohe Zeitaufwand, der fiir die Simulationen im Vergleich zur RANS
Simulation notwendig ist. Dies liegt zum Einen daran, dass die zeitliche und
rdumliche Auflésung der Turbulenz auch in diesem Fall gewisse Mindestkrite-
rien erfiillen muss. Zum Anderen konnen auch hier mittlere Stromungsgrofien
nur durch zeitliche Mittelung gewonnen werden. Aus diesem Grund ist die
Large Eddy Simulation fiir industrielle Anwendung nur eingeschréankt nutz-
bar.
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Einen Uberblick iiber turbulente Stréomungen im Allgemeinen und die
derzeit tiblichen Modellierungsverfahren geben unter anderen Pope (2001),
Poinsot (2005) und Frohlich (2006). Letztere dienten als Grundlage fiir dieses
Unterkapitel.

4.4 Verbrennungsmodellierung

Fir die Modellierung einer reagierenden Stromungen gibt es eine grofie An-

zahl von Herangehensweisen. Viele davon versuchen direkt den Reaktions-

quellterm w,, in der Speziesgleichung (4.8) zu beschreiben. Ein anderes Mo-

dellierungsverfahren stellt der Flameletansatz dar. Hier werden in einer RANS-
Simulation anstelle einer Erhaltungsgleichung fiir die Speziesmassenbriiche

zwei Gleichungen fiir den Mischungsbruch und dessen Varianz gelost, auf de-

ren Basis die lokale Zusammensetzung der Stromung bestimmt werden kann.

Da die in dieser Arbeit gezeigten Ergebnisse mittels diesem Verbrennungs-

modell berechnet wurden, wird es nachfolgend genauer beschrieben.

Fir weitergehende Informationen zur Modellierung turbulenter Verbren-
nung, sowie einer genaueren Beschreibung der géngigen Verfahren wird auf
Poinsot (2005), Kuo (2005) und Turns (2000) verwiesen.

In einer Diffusionsflamme diffundieren auf molekularer Ebene Brennstoff
und Oxidator gegenseitig ineinander und reagieren innerhalb einer Reakti-
onszone miteinander. In Flammen nahe des Gleichgewichtszustandes ist die
Reaktionsgeschwindigkeit deutlich schneller als die Diffusion, so dass davon
ausgegangen werden kann, dass, sobald sich beide Stoffe mischen, eine Re-
aktion eintritt ('mixed is burnt’-Ansatz). Durch turbulente Effekte kann die
Flamme gestreckt und gestaucht werden. Dies fithrt zu steileren Temperatur-
und Konzentrationsgradienten und damit zu einer Beschleunigung der diffusi-
ven Prozesse. Dadurch sinkt die Zeitspanne, in der sich ein chemisches Gleich-
gewicht einstellen miisste, und es treten verstérkt Nicht-Gleichgewichtseffekte
auf.

Das laminare Flamelet-Konzept nach Peters (2002) ist in der Lage, mo-
derate Nicht-Gleichgewichtseffekte in turbulenten Flammen abzubilden. Es
behandelt turbulente Diffusionsflammen als Ansammlung diinner, laminarer
und lokal eindimensionaler Diffusionsflamelets innerhalb eines turbulenten
Stromungsfeldes. Dabei wird angenommen, dass der lokale Mischungsbruch
(Gl. 4.44) die lokale Flammenstruktur bestimmt. Die laminaren Diffusions-
flamelets sind als diinne reaktive Schichten definiert, in denen die Reaktion
stattfindet. Die Region des stochiometrischen Mischungsbruchs (Z = Zg)
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Abbildung 4.4: Schematische Darstellung einer Diffusionsflamme.

markiert die Flammenoberfliche (Abb. 4.4).

M rennsto
7=~ Brennstol] (4.44)
MOa:idator + MBrennstoff

Die Eigenschaften der laminaren Diffusionsflamelets konnen tiber die Be-
rechnung von entsprechenden Gegenstromdiffusionslammen bestimmt wer-
den. Hierbei kann tiber die jeweiligen Stromungsgeschwindigkeiten von Brenn-
stoff und Oxidator eine grofie Bandbreite an Flammenstreckungen abgebildet
werden, die einen Einblick in die Nicht-Gleichgewichtseffekte innerhalb einer
turbulenten Flamme ermoglichen (Abb. 4.5 (oben)). Zur Ermittlung favre-
gemittelter Eigenschaften werden die Ergebnisse dieser Berechnungen mittels
einer Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion gewichtet und anschlieend aufinte-
griert. Auf Basis dessen kann die lokale Zusammensetzung der Stromung in
Abhéngigkeit des mittleren Mischungsbruches Z, dessen Varianz Z? und ei-
ner Streckungsrate (bzw. einer skalaren Dissipationsrate x) tabelliert werden
(Abb. 4.5 (mitte)). Da die skalare Dissipationsrate zwischen Brennstoff- und
Oxidatorseite variiert, wird diese auf die stochiometrische Zusammensetzung
konditioniert Y, um sie als charakteristische Variable verwenden zu konnen.
Alle in Abbildung 4.5 orange umrandeten Arbeitsschritte werden vor der
eigentlichen Verbrennungssimulation durchgefithrt. Wahrend der Simulation
wird anschliefend nur noch mittels der iiber Erhaltungsgleichungen bestimm-
ten Grofen fiir den Mischungsbruch und dessen Varianz sowie der skalaren
Dissipationsrate in den vorliegenden Tabellen nachgeschlagen, um die lokale
Zusammensetzung zu bestimmen (Abb. 4.5 (unten)). Diese Vorgehensweise
verkiirzt die notwendige Rechenzeit erheblich im Vergleich zur Berechnung
eines detaillierten Verbrennungsmechanismus wéhrend der Stromungssimu-
lation.
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Abbildung 4.5: Schematische Darstellung des Flameletkonzepts.
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Berechnung Gegenstromdiffusionsflammen

Die Berechnung von laminaren Gegenstromdiffusionslammen kann tiber &hn-
liche Erhaltungsgleichungen bestimmt werden wie sie auch fiir eine Stro-
mungssimulation gelost werden. Dies kann zum Einen im geometrischen Raum
erfolgen. Hierbei werden die Konzentrations- und Temperaturprofile der Flam-
men auf der Achse zwischen Brennstoff und Oxidatordiise in Abhéngigkeit
einer geometrischen Variable berechnet. Wie bereits erwahnt lésst sich die lo-
kale Flammenstruktur iiber den Mischungsbruch und die Flammenstreckung
beschreiben. In laminaren Gegenstromdiffusionsflammen fallt der Mischungs-
bruch von der Brennstoff- zur Oxidatorseite monoton ab. Trégt man die
Speziesmassenbriiche Y, tiber dem Mischungsbruch Z auf, so konnen sie ein-
deutig in Abhéngigkeit dessen und der lokalen Streckung (oder der skalaren
Dissipationsrate x) beschrieben werden. An Stelle einer nachtréglichen Um-
rechnung der Ergebnisse vom geometrischen Raum in den Mischungsbruch-
raum kann eine Koordinatentransformation der der Berechnung zu Grun-
de liegenden Erhaltungsgleichungen erfolgen. Diese Vorgehensweise wurde in
dem hier verwendeten Verfahren (CFX, b) angewendet. Die Berechnung der
Gegenstromdiffusionsflammen bei rdumlich konstantem Druck erfolgt dabei
itber Erhaltungsgleichungen fiir die Temperatur und die Speziesmassenbrii-
che (Gln. 4.45 und 4.46, (CFX, a; Peters, 1997)).

or Xst O°T N op .
o Xst _ o+ 2 4 4.45
Py ~ Py gz = 2 dalat 5yt (4.45)
aYa Xst 82Ya
p —p 5
ot 2Le, 07

_— (4.46)

Hierbei beschreibt v, die skalare Dissipationsrate beim stochiometrischen
Mischungsbruch. Sie kann mittels Gleichung 4.47 berechnet werden. Je gréfer
die Stromungsgeschwindigkeiten der Reaktanten, umso steiler ist der Gradi-
ent von Z und umso grofler wird die skalare Dissipationsrate. Ein Maximum
ist dabei durch die Verloschgrenze gegeben, bei der die Stromungsgeschwin-
digkeiten so hoch sind, dass die Flamme erlischt.

xst = 2D (VZ)?, (4.47)

Le entspricht der Lewis Zahl. Sie setzt die Warmeleitung in Bezug zur Dif-
fusion (Gl. 4.48). X steht dabei fiir die Wéarmeleitfédhigkeit, p fir die Dichte,
¢, fiir die Warmekapazitat bei konstantem Druck und D, fiir den Koeffizi-
enten der Speziesdiffusion. Speziell fiur sehr diffusive Fluide wie Wasserstoff
weicht sie stark vom Wert eins ab. In den hier gezeigten Ergebnissen wurden



4.4. VERBRENNUNGSMODELLIERUNG 55

diese Effekte jedoch vernachléssigt und stets Le, = 1 gewahlt.

N D
Lea = e D = Df (448)
p o o

Aus diesen Gleichungen resultieren Profile der Speziesmassenbriiche Y,
in Abhéngigkeit von Z und yxg. Um diese Ergebnisse fiir die CFD nutzen
zu konnen, miissen sie in favre-gemittelte GroBlen umgerechnet werden. Dies
kann durch die Integration der mit einer Wahrscheinlichkeitsdichte gewich-
teten Profile erfolgen.

Integration und Tabellierung

Zur effizienten Berechnung turbulenter Flammen wird im hier verwendeten
Verfahren (CFX, b) vor der eigentlichen Stromungssimulation eine Flamelet-
bibliothek erstellt, in der die favre-gemittelten Massenbriiche in Abhéngigkeit
des mittleren Mischungsbruches Z, der Mischungsbruchvarianz Z? und der
skalaren Dissipationsrate beim stochiometrischen Mischungsbruch Y., tabel-
liert sind. Zu diesem Zweck werden fiir die drei abhéingigen Variablen eine
Reihe von Werten festgelegt, fiir die anschlieSend die favre-gemittelten Mas-
senbriiche bestimmt werden. Z variiert hierbei definitionsgeméaB zwischen 0
und 1. Anstatt fiir die Varianz Z? selbst werden fiir eine normierte Varianz
72 (7% = 7% /min(Z,(1 — Z))?, 0< % <1) diskrete Werte gewéhlt. Die
skalare Dissipationsrate verlauft zwischen 0 und der Verloschgrenze.

Die favre-gemittelten Speziesmassenbriiche Y, kénnen iiber Gleichung 4.49
berechnet werden. P (Z) ist hierbei die gewéhlte Wahrscheinlichkeitsdichte-
funktion. Fiir den Mischungsbruch wird gewohnlich eine S-Funktion (Gl. 4.50)
gewéhlt. Y, (Z, x) beschreibt das Massenbruchprofil, das fiir die gewéahl-
te mittlere skalare stochiometrische Dissipationsrate aus der Berechnung
der Gegenstromdiffusionsflamme resultiert. Dieses wird fiir unterschiedlichs-
te Kombinationen von Z und 2, die sich auf den Verlauf der verwendeten
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion auswirken (Gln. 4.51 - 4.53), aufintegriert
und tabelliert.

V.= /01 Yo (Z,%.,) P(2)dZ (4.49)

B Zaz—1 (1 _ Z)ﬁz—l
P(Z)=— — 51
fD oz (1 — Z) dz

(4.50)
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mit

Ay = Z’)/Z (451)

Bz = (1 - Z) vz (4.52)
Z(1-2)

YVz=—5"—1 0<9z< (4.53)

72 9
Z

Stromungssimulation

Fir die CFD Simulation einer turbulenten Flamme mittels einem Flamelet-
Verfahren miissen zusatzlich zu den Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Impuls
und Enthalpie zwei Gleichungen fiir den mittleren Mischungsbruch und des-
sen Varianz gelost werden (Gln. 4.54 und 4.55). Die skalare Dissipationsrate
im Stromungsfeld wird mit Hilfe der turbulenten kinetischen Energie k£ und
deren Dissipationsrate € tiber Gleichung 4.56 modelliert.

oz OpuZ _ 9 KM + é”) az] (4.54)
Z

ot ox; - ox; Oz,

opZ%  OpuZ® 9 w\ oz e (0Z\® .
_ gt _ A,
o " om T om |\M o) o | T PX (4.35)

¥ = CX%Z’Q (4.56)

07=09 0,=09 C,=20 (4.57)

Die skalare Dissipationsrate in Gleichung 4.56 ist nicht auf den stochio-
metrischen Mischungsbruch konditioniert. Dies kann anschliefend iiber Glei-
chung 4.58 erfolgen. er fc=! ist hierbei die Inverse der konjugierten Fehler-
funktion. In CFX wird auf diese Konditionierung verzichtet. Der Tabellen-
aufruf erfolgt mit der unkonditionierten skalaren Dissipationsrate. Dies ist
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jedoch nur fiir stochiometrische Mischungen oder sehr geringe Varianzen des
Mischungsbruches zuléssig.

X exp (—2 lerfc! (QZ)]2>
Jy exp (=2[erfe (22)) P (2)dZ

Xot = (4.58)

Anschliefiend kann die lokale Mischungszusammensetzung Y ,mittels der
Werte fiir Z, Z* und ¥,, in der hinterlegten Flamelet-Bibliothek nachgeschla-
gen werden.

Yo=Yal(Z,2” %) (4.59)

Das beschriebene Flameletverfahren ist fiir die Anwendung in der RANS
Simulation formuliert. Fiir die Anwendung in einer Large Eddy Simulation
ergeben sich kleine Abweichungen von der obigen Beschreibung. Nachdem in
dieser Arbeit jedoch keine reagierenden LES Simulationen vorgestellt werden,
wird hier auf die Beschreibung des Flameletverfahrens fiir LES-Anwendungen
verzichtet und auf die Arbeiten von Pitsch (2000) verwiesen.

Im vorgestellten und fiir die Ergebnisgenerierung verwendeten Flamelet-
Verfahren sind jegliche Realgaseffekte vernachléssigt. Arbeiten hierzu wurden
von Pohl u.a. (2011b,a) speziell im Zusammenhang mit dieser Arbeit verof-
fenticht.

4.5 Numerisches Losungsverfahren

An der Grenze des Inkompressiblen (M a<0.3) wird die Kontinuitatsgleichung
(Gl. 4.1) immer mehr zu einer Nebenbedingung. Dies fithrt dazu, dass die
Losungsmatrix in einem dichte-basierten Verfahren um so schlechter kondi-
tioniert ist, je kleiner die auftretenden Stromungsgeschwindigkeiten sind. Er-
gebnis ist ein sehr steifes Loserverhalten, das jedoch durch die Anwendung ei-
nes geeigneten Prakonditioniertungsverfahren abgemildert werden kann. Um
diesen Aufwand zu umgehen, wurden druck-basierte Losungsverfahren ent-
wickelt, in denen anstatt der Kontinuitéatsgleichung eine Erhaltungsgleichung
fiir den Druck gelost wird. Diese Druckgleichung kann aus der diskretisierten
Impulsgeichung (Gl. 4.60) und der Kontinuitatsgleichung (Gl. 4.1) entwi-
ckelt werden. Dieses Verfahren wurde fiir kompressible Stromungen erweitert
(Issa, 1985; Issa u.a., 1991). Der OpenFOAM-Léser, in den die oben vor-
gestellte Thermodynamik implementiert wurde, basiert auf dieser Theorie,
die als PISO (Pressure Implicit with Splitting of Operators) Algorithmus fiir
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kompressible Stromungen bezeichnet wird. Bei der Anwendung dieses Lo-
sungsverfahrens fiir Realgasstromungen spielt speziell die Nicht-Linearitét
der Zustandsgleichung eine Rolle. Diese muss im Aufbau der einzelnen Lo-
sungsschritte gesondert berticksichtigt werden.

Die Entwicklung der Druckgleichung sowie die Anwendung des Losungs-
verfahrens fiir Idealgas- und Realgasstromungen wird im Folgenden genauer
beschrieben.

Wie bereits erwahnt basiert die Entwicklung dieses Losungsverfahrens auf
der diskretisierten Impulsgleichung (GI. 4.60).

APUP == Sm,p - Z A,«ur - Vp* (460)

In der diskretisierten Impulsgleichung (4.60) ist P der Zellindex und r der
Index der an die Zelle P angrenzenden Zellen. A steht fir die Koeffizienten-
matrix und U fir die nicht korrigierte Geschwindigkeit. .S,, ist der diskreti-
sierte Quellterm und p* ist der Druck aus dem vorhergegangenen Zeitschritt
oder der Startwert.

Definiert man einen Operator H, (Gl. 4.61) und 16st Gleichung 4.60 nach
up auf so ergibt sich folgender Zusammenhang:

Hp — Vp*
up= L mit Hp=S,p—Y A, (4.61)
Ap -
Dieser Ausdruck wird in die Kontinuitatsgleichung (Gl. 4.1) eingesetzt.
Dies fithrt zu Gleichung 4.62.

ZosG() w0 e

Um die Entwicklung der Erhaltungsgleichung fiir den Druck p abzuschlie-
Ben, muss nun noch die Dichte p im Zeitableitungsterm in Abhéngigkeit vom
Druck iiber thermodynamische Zusammenhéange beschrieben werden. Dies
kann iiber das totale Differential der Dichte erfolgen. Da im PISO-Verfahren
die Energieerhaltung tiiber eine Enthalpiegleichung realisiert wird, bietet sich
hierfiir Gleichung 4.63 an.




4.5. NUMERISCHES LOSUNGSVERFAHREN 59

Dieser Ausdruck kann anschliefend direkt in Gleichung 4.62 eingesetzt
werden. Eine weitere Moglichkeit besteht darin, auf Basis des totalen Diffe-
rentials eine Taylor-Entwicklung ersten Grades fiir die Dichte vorzunehmen
(Gl. 4.64) und diese dann einzusetzen. Der Vorteil dieser Herangehensweise
ist, dass auf Grund dessen, dass die Erhaltungsgleichungen nacheinander ge-
lost werden, alle Losungsvariablen abgesehen vom Druck konstant bleiben.
Das fiithrt dazu, dass nur ein Term zuséitzlich aus der Thermodynamik be-
stimmt werden muss, was den Rechenaufwand deutlich verringert.

0
p=po + (g) (Pos ho, xi0) (P — po) (4.64)
h,x;
)
0
+ gp (pOah()asz) (h—ho)
oh - —

Fir die Substitution der Dichte in der Druckgleichung ergibt sich somit
folgende Ausdruck:

p = po+o(p—1po). (4.65)

¢ ist hierbei die isenthalpe Kompressibilitit ((9p/dp),,,.). Der Index 0
kennzeichnet die Werte zu Beginn des Iterationsschrittes und somit den Ent-
wicklungspunkt der linearen Interpolation.

Als Erhaltungsgleichung fiir den Druck ergibt sich damit:

9 (po ;twopo) N 5@;229 Ly <p Cﬁ)) v <Pvp*) —0.  (4.66)

Losungsalgorithmus Idealgas

Da fiir ideale Gase die Enthalpie ausschlieSlich von der Temperatur ab-
héngt und deshalb eine konstante Enthalpie einer konstanten Temperatur
entspricht, ist die isenthalpe Kompressibilitat ¢ gleich der isothermen v, =
(9p/0p) 7 ,,- Diese kann sehr einfach aus der idealen Zustandsgleichung (GI. 4.67)
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berechnet werden.

1 1

p

Mit diesem Zusammenhang ergibt sich der erste Term auf der linken Seite
von Gleichung 4.66 zu Null und es verbleibt zur Losung Gleichung 4.68:

S () v () =e e

Abbildung 4.6 zeigt den Losungsalgorithmus, der fir die Simulation von
Idealgasstromungen mittels PISO-Verfahren iiblich ist. In jedem Zeitschritt
werden die Kontinuitédtsgleichung (zur Initialisierung), die Impulsgleichung
(Momentum Predictor), die Speziesgleichungen und die Enthalpiegleichung
gelost. Basierend auf den Ergebnissen dieser Gleichungen werden die thermo-
dynamischen Gréflen berechnet, bevor die PISO-Schleife zwei bis drei Mal, je
nach Anzahl der gewéahlten Korrekturschritte, ausgefithrt wird. Anschliefend
werden die Variablen fiir die Turbulenzmodellierung berechnet.

Da die Kompressibilitat, die als einzige thermodynamische Gréfle in der
Druckgleichung vorkommt, fiir ideale Gase unabhangig vom Druck ist, ist es
ausreichend, diese einmalig vor dem Losen der PISO-Schleife zu berechnen.
Eine erneute Berechnung wahrend des Losens der Druckgleichung ist nicht
erforderlich, da sich das Temperaturfeld wahrenddessen nicht andert und
somit auch die Kompressibilitidt ihren Wert beibehélt.

Losungsalgorithmus Realgas

Fiir eine beliebige Realgas-Zustandsgleichung konnen die fiir ideale Gase be-
schriebenen Vereinfachungen nicht vorgenommen werden und der erste Term
auf der linken Seite von Gleichung 4.66 bildet einen Quellterm in der Druck-
gleichung. Die isenthalpe Kompressibilitdt muss hier iiber ihre Definition aus
der Zustandsgleichung bestimmt werden. Die konkrete Berechnung der isent-
halpen Kompressibilitéit fiir die in dieser Arbeit verwendete Peng-Robinson
Zustandsgleichung kann Kapitel 3.1 entnommen werden.

Auch der Losungsalgorithmus muss den nicht-linearen thermodynami-
schen Eigenschaften realer Gase angepasst werden.

Um eine stabile Losung der Druckgleichung zu ermoglichen, ist es sehr
wichtig, dass die Approximation der Dichte tiber die gesamte PISO-Iteration
thermodynamisch konsistent ist. Im Falle eines idealen Gases ist dies schon
durch den oben gezeigten Losungsalgorithmus erfiillt.
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Abbildung 4.6: PISO-Algorithmus fiir ideale Gase.

Fiir reale Gase ist jedoch die isenthalpe Kompressibilitat nicht unabhéan-
gig vom Druck (Abb. 4.7 (unten links)). Das bedeutet, dass sich ihr Wert
nach jeder Losungsschleife der Druckgleichung édndern muss. Bei der An-
wendung des idealen Losungsverfahrens, ohne erneute Berechnung der Ther-
modynamik in der PISO-Schleife, bedeutet dies, dass sich fiir die Taylor-
Entwicklung der Dichte der Entwicklungspunkt &ndert, die Steigung jedoch
ihren Wert beibehélt. Dies fithrt zu Inkonsistenzen in der Thermodynamik
und somit zu einem sehr instabilen Loserverhalten. Um dieses Problem zu
umgehen, werden deshalb die thermodynamischen Eigenschaften im Losungs-
algorithmus fiir reale Gase vor jedem Losen der Druckgleichung innerhalb der
PISO-Schleife erneut berechnet. Dies bedeutet einen erheblichen Anstieg der
Rechenzeit, fiihrt jedoch zu einem stabilen Losungsprozess.

Der oben beschriebene Effekt ist besonders fiir Stromungen im thermo-
dynamisch iiberkritischen oder nahkritischen Bereich von Bedeutung. Abbil-
dung (4.7, oben) zeigt eine Isotherme nahe des kritischen Punktes. Dies sind
Bedingungen, wie sie fiir transkritische Einspritzvorgange typisch sind und
wie sie auch in den hier gezeigten Testféllen vorkommen. Abbildung (4.7)
vergleicht ¢ (unten links und p (unten rechts) fir eine ideale und eine rea-
le thermodynamische Modellierung auf der links gezeigten Isotherme. Es
zeigt sich, dass der Druck fiir reale Gase einen signifikanten Einfluss auf
die Kompressibilitdt ¢» und die Dichte p hat und somit eine Aktualisierung
der thermodynamischen Gréflen in der Druckgleichung zwingend notwendig
ist. Abbildung 4.8 zeigt den modifizierten Losungsalgorithmus fiir reale Gase.
Zur weiteren Verbesserung der Loserstabilitat wurden zusétzlich zur Berech-
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Abbildung 4.7: Thermodynamische Eigenschaften von Stickstoff auf einer
uberkritischen Isotherme von 130 K bei variierendem Druck.

nung der Thermodynamik auch die Spezies- und Enthalpiegleichungen in die
PISO-Schleife integriert.
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Kapitel 5

Ergebnisse - Uberkritische
Kondensation

5.1 Phasengleichgewicht

Im Folgenden werden die Ergebnisse fiir die Phasengleichgewichtsberechnun-
gen vorgestellt. Da Wasserstoff/Sauerstoff-Mischungen hoch reaktiv sind und
es deshalb héufig zu gefahrlich ist, Messungen mit dieser Stoffkombinati-
on durchzufiihren, ist die Datenbasis fiir die Validierung der verwendeten
Zustandsgleichungen und Berechnungsverfahren leider nicht sehr umfang-
reich. So existieren auch keine experimentellen Ergebnisse fiir iberkritische
H,/Oy-Phasengleichgewichte. Aus diesem Grund wurde der hier verwendete
Berechnungsmechanismus in einem ersten Schritt an experimentellen Daten
fiir Wasserstoff Hy/Stickstoff No-Mischungen (Streett u. Calado, 1978) va-
lidiert. Anschlieend wurden die Phasengleichgewichte fiir Wasserstoff Hy/
Sauerstoff Oo-Mischungen berechnet und iiber die Mischungstemperatur die
Wahrscheinlichkeit des Auftretens von Zweiphaseneffekten bewertet. Die fiir
die Berechnung verwendeten kritischen Stoffdaten kénnen Tabelle A.3 im
Anhang entnommen werden.

Abbildung 5.1 vergleicht die mittels der Peng-Robinson ZGL bestimm-
ten tberkritischen Phasengleichgewichte fiir eine Hy/No-Mischung und eine
H,/Oy-Mischung bei den gleichen reduzierten Temperaturen und Driicken.
Beide Werte sind jeweils auf den kritischen Punkt von Stickstoft bzw. Sauer-
stoff bezogen. Das Phasengleichgewicht kann hier nicht fiir den ganzen Be-
reich zwischen den kritischen Werten der einzelnen Komponenten bestimmt
werden, wie z. B. in Abb. 3.1, da sowohl Sauerstoff als auch Stickstoff beim
kritischen Zustand von Wasserstoff ein Feststoff sind. Dies kann durch die
verwendeten Zustandsgleichungen nicht abgebildet werden.

65
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Tr.O IN

Abbildung 5.1: Phasengleichgewichte fiir Hy /Ny und Hy /Oy Mischungen be-
rechnet aus der Peng-Robinson ZGL.

Die resultierenden Phasengleichgewichte fiir beide untersuchten Mischun-
gen sind sich sehr dhnlich, fiir tiberkritische Driicke kleiner einem reduzier-
ten Druck von p,=2 sogar fast identisch. Es darf also angenommen werden,
dass der verwendete Berechnungsmechanismus fiir Wasserstoff/Sauerstoff-
Mischungen eine realistische Aussage iiber das Kondensationsverhalten er-
moglicht, wenn es fir Hy/No-Gemische in der Lage ist die experimentellen
Daten zu reproduzieren.

Abbildung 5.2 vergleicht die experimentellen Ergebnisse von Streett u.
Calado (1978) fiir eine iiberkritische Wasserstoff /Stickstoff-Mischung mit Be-
rechnungen aus der Peng-Robinson Zustandsgleichung. Die Phasengleichge-
wichte wurden hier wie im Experiment fiir konstante Temperaturniveaus be-
stimmt und nicht fiir konstante Driicke wie in Abbildung 5.1. Es zeigt sich,
dass die Ausdehnung der Zweiphasengebiete leicht unterschétzt wird, die ex-
perimentellen Phasengleichgewichte mit dem verwendeten Formalismus ab-
gesehen davon aber sehr gut reproduziert werden kénnen. Angesichts dessen,
dass keine speziellen Anpassungen fiir diese Mischung vorgenommen wurden,
wie z.B. von Delplanque u. Sirignano (1993), sind diese Ergebnisse durchaus
zufriedenstellend. Vor dem Hintergrund, dass die entwickelte Modellierung
spéter neben Wasserstoff/Sauerstoff auch fiir eine grofie Bandbreite anderer
Gemische (Methan/Sauerstoff, Kerosin/Sauerstoff, etc.) verwendet werden
soll, ist eine genauere Adaption fiir diese experimentellen Ergebnisse auch
nicht sinnvoll. Auf Basis der gezeigten Ergebnisse kann davon ausgegangen
werden, dass bei der Untersuchung dhnlicher Mischungen ein realistischer
Eindruck iiber mogliche Kondensationseffekte gewonnen werden kann.

Als Testfall fiir die CFD dient unter anderem der Mascotte-Testfall (Ha-
biballah u.a., 1996). Hier werden Wasserstoff (287 K) und Sauerstoff (85 K)
bei einem Druck von 60 bar in eine Brennkammer eingespritzt. Abbildung 5.3
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Abbildung 5.2: Vergleich des experimentellen Phasengleichgewichts fiir
Hs /Ny (Streett u. Calado, 1978) mit berechneten Daten aus der Peng-
Robinson ZGL.

zeigt den schematischen Aufbau des Mascotte Testfalles sowie die Einspritz-
bedingungen der Treibstoffe. Es wird deutlich, dass sowohl Hy als auch O als
Reinstoff beim Brennkammerdruck tiberkritisch sind, die Sauerstofftempera-
tur aber bei der Einspritzung deutlich unterhalb der kritischen Temperatur
liegt. Dies birgt die Moglichkeit, dass Kondensationseffekte in der Mischung
auftreten.

Zur Abschatzung moéglicher Zweiphaseneffekte wird die Mischungstempe-
ratur in Abhéngigkeit der Zusammensetzung bestimmt und mit dem Pha-
sengleichgewicht fiir einen Druck von 60 bar verglichen.

Aus dem 1. Hauptsatz der Thermodynamik ergibt sich, dass ein adiabater
Mischungsvorgang isenthalp sein muss. Folglich gilt:

xHQhH2 + x02h02 = hmzm (5].)

Die linke Seite in dieser Gleichung ist vollsténdig bestimmt. Die Mi-
schungstemperatur wird dann iterativ so lange angepasst bis die Mischungs-
enthalpie auf der rechten Seite der Gleichung mit der Summe der Reinstof-
fenthalpien auf der linken iibereinstimmt. Die Mischungsenthalpie kann ent-
weder tiber das erweiterte Korrespondenzprinzip (van der Waals Mischung),
oder aus dem Zweiphasengebiet tiber das Hebelgesetz beschrieben werden.

Uber das Hebelgesetz konnen die Mengen an Gas n, und Fliissigkeit ny
bestimmt werden, die beim Phasenzerfall in einem bestimmten Zustand in-
nerhalb des Zweiphasengebietes entstehen. Wie in Abbildung 5.4 gezeigt wer-
den dabei die Mengen der beiden Phasen zu den Abstédnden des Punktes im
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Abbildung 5.3: Schematische Darstellung der simulierten Jetkonfiguration
(oben). Einspritzbedingungen fir Wasserstoff (unten links) und Sauerstoff
(unten rechts) im p,v-Diagramm.

Zweiphasengebiet zu Siede- und Taulinie ins Verhéltnis gesetzt (Gl. 5.2).

Ny _ Ty (5.2)

ng Ty— X
Aus der bekannten Zusammensetzung von Gas- und Fliissigphase kénnen
deren Stoffeigenschaften bestimmt werden und tiiber die Kenntnis des zugeho-
rigen Mengenverhéaltnisses konnen anschliefend iiber eine lineare Gewichtung

die Stoffeigenschaften der Mischung bestimmt werden (Stephan u. Mayinger,
1999).

Abbildung 5.5 zeigt, dass die Mischungstemperatur das Zweiphasenge-
biet schneidet, so dass fiir die vorliegende Mischung im Gleichgewicht eine
Phasentrennung stattfinden muss. Eine Vernachlassigung dieser Kondensa-
tionseffekte fiihrt zwangslaufig zu Modellierungsfehlern in den berechneten
Stoffdaten. Die beiden eingetragen Kurven fiir die Mischungstemperatur wur-
den zum einen mittels Hebelgesetz (Liidecke u. Liidecke, 2000) aus den bei-
den Phasen bestimmt (orange Linie), zum anderen mittels van der Waals
Mischung aus dem erweiterten Korrespondenzprinzip (Corresponding States
Principle CSP, griine Linie), das keine Kondensationseffekte berticksichtigt,
ermittelt. Die Abweichung in den beiden Kurven gibt einen ersten Eindruck



5.1. PHASENGLEICHGEWICHT 69

Gas

Fliissigkeit

Abbildung 5.4: Schematische Darstellung der Berechnung der Phasentren-
nung mittels Hebelgesetz
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Abbildung 5.5: Vergleich des Phasengleichgewichts fir Hy /Oy Mischungen
bei 60 bar mit der Mischungstemperatur fiir Hy (280 K) und O, (80 K)

iiber den Modellierungsfehler der bei der Anwendung des CSP durch die
Vernachléassigung der Phasenbildung auftritt.

Weitere Abschétzungen des Modellierungsfehlers sind in Abbildung 5.6
dargestellt. Hier sind Ergebnisse beider Berechnungsverfahren fiir Mischungs-
dichte und -enthalpie bei drei unterschiedlichen Zusammensetzungen (zy,=0.1,
0.5, 0.9) in Abhéngigkeit der Temperatur dargestellt. Es zeigt sich, dass die
Unterschiede umso geringer sind, je ndher die Mischung am Reinstoff liegt.
Die Abweichungen zwischen den beiden Berechnungsverfahren sind hier ver-
gleichsweise gering. Fiir eine Mischung identischer Stoffmengen beider Kom-
ponenten ergeben sich jedoch deutliche Abweichungen.
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Abbildung 5.6: Vergleich von Ergebnissen fiir Dichte (Mitte) und Enthalpie
(Rechts) aus Berechnungen iiber das erweiterte Korrespondenzprinzip (oran-
ge gestichelte Linie) und iiber das Hebelgesetz aus den einzelnen Phasen
(blaue Linie) bei unterschiedlichen Mischungszusammensetzungen (z g, =0.1
(oben), 0.5 (mitte), 0.9 (unten)).

Nachdem, wie bereits in Kapitel 3 erwédhnt, die in dieser Arbeit unter-
suchten Injektionsvorgdnge nur eine sehr begrenzte Zeit fiir die Ausbildung
einer Phasengrenze bei der Vermischung zulasst, besteht die Moglichkeit,
dass es zwar zu einer Ubersittigung des Dampfes kommt, sich ein zweipha-
siger Gleichgewichtszustand aber nicht einstellen wird. Um die Neigung der
auftretenden Mischung zur Phasenbildung abzuschatzen, wurden deshalb ho-
mogene Nukleationsraten untersucht.
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5.2 Homogene Nukleation

In Abwesenheit von Kondensationskeimen kénnen Gase um ein bestimmtes
Maf unter die Kondensationstemperatur im Gleichgewicht abgekiihlt werden,
da es wie bereits in Kapitel 3 beschrieben eine Energiebarriere zu iberwinden
gilt, um den stabilen fliissigen Zustand zu erreichen. Diese Abkiihlung kann
bis zu einer sogenannten kritischen Uberséttigung erfolgen, bei der die homo-
gene Nukleationsrate fast sprunghaft ansteigt und der Dampf kondensiert.
In den im Folgenden vorgestellten Untersuchungen soll der Bereich dieses
sprunghaften Anstiegs mit dem Phasengleichgewicht verglichen werden, um
eine Aussage dariiber treffen zu konnen, wie wahrscheinlich das Auftreten
von Kondensationseffekten in einem transienten Mischungsvorgang tatsach-
lich ist.

Zur einfacheren Orientierung im weiteren Verlauf gibt Abbildung 5.7
einen kurzen Uberblick iiber die bei diesen Untersuchungen auftretenden
Diagramme. Hierbei beinhalten die Abbildungen auf der rechten Seite je-
weils einen vergroflerten Ausschnitt des linken Diagramms. Das Diagramm
in der Mitte zeigt das Phasengleichgewicht bei einem konstanten Druckni-
veau (p.1 = 2) wie es im vorherigen Kapitel bereits haufig gezeigt wurde.
Die oberen Abbildungen zeigen das Phasengleichgewicht fir die gleiche Mi-
schung bei einer konstanten Gasphasenzusammensetzung. Bei den Tempe-
raturen und Driicken auf der braunen Linie in diesem Diagramm steht also
eine fliissige Phase mit einer Gasphase der Konzentration (21,445 = 0.85) im
Gleichgewicht. In beiden Diagrammen entsprechen sich die Schnittpunkte des
Gleichgewichts mit der blauen gebrochenen Linie. Das untere Diagramm zeigt
die Nukleationsrate, die fiir einen festen Druck und eine gegebene Gaspha-
senzusammensetzung bestimmt wurde. Wie bereits erwahnt steigt sie bei der
kritischen Uberséttigung innerhalb weniger Kelvin um viele GréSenordnun-
gen an. Um spéter das Phasengleichgewicht mit dem tatsédchlichen Auftreten
von Kondensationseffekten zu vergleichen, werden Niveaus konstanter Nu-
kleationsraten I ausgewahlt und in die Gleichgewichts-Diagramme eingetra-
gen. Hier wurde dies beispielhaft fiir I =1e-16, 1e-20 und 1e-24 durchgefiihrt.
Die Linien konstanter Nukleationsrate schliefen einen kleineren Bereich als
das Phasengleichgewicht ein. Es ware daher moglich, dass die Mischungstem-
peratur in Abbildung 5.5 nicht durch den Bereich tatsédchlicher Kondensation
verlauft. Dieser Effekt wurde im Folgenden genauer untersucht.

Wie bereits erlautert wurden im ersten Schritt die Ergebnisse von Looij-
mans u. a. (1995) fiur Methan/Nonan-Mischungen mittels der Soave-Redlich-
Kwong (SRK) Gleichung reproduziert (Abb. 5.8). Hier wurde das Phasen-
gleichgewicht fiir eine konstante Gasphasenzusammensetzung mit sehr ge-
ringem Nonan Anteil (2g4sc,m,,=1€-4) bestimmt. Gleichzeitig zeigt Abbil-
dung 5.8 Linien konstanter dimensionsloser Nukleationsrate I. Obwohl sich
die Nukleationsraten jeweils um einen Faktor 10* unterscheiden, liegen sie
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Abbildung 5.7: Schematische Darstellung der auftretenden Phasendiagram-
me.

sehr nahe aneinander und kennzeichnen deshalb den Bereich der spontanen
Kondensation durch homogene Nukleation. Dieser umschlieft fiir die hier
untersuchte Konfiguration einen deutlich kleineren Bereich als das Phasen-
gleichgewicht. Das bedeutet, dass eine Mischung der untersuchten Zusam-
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Abbildung 5.8: Vergleich des Phasengleichgewichts fiir eine Methan/Nonan
Mischung bei konstanter Gasphasenzusammensetzung von gqs ¢, m,, =1e-4
mit Linien konstanter Nukleationsrate.

mensetzung deutlich iiberséttigt werden kann, bevor sie tatsachlich konden-
siert.

In der von Looijmans u.a. (1995) untersuchten Mischung ist Nonan die
Mischungskomponente mit dem hoheren kritischen Punkt, entsprechend dem
Sauerstoff in einer Hy/Oy-Mischung. Von besonderem Interesse fur die hier
untersuchten Anwendungsfille sind Mischungen mit einem hohen Sauerstoffan-
teil, da diese auf Grund der Einspritzbedingungen die niedrigsten Temperatu-
ren aufweisen. Deshalb wurden anschlieend, aufbauend auf den Ergebnissen
von Looijmans u.a. (1995), Mischungen mit einem hoheren Anteil an Nonan
in der Gasphase untersucht. Abbildung 5.9 zeigt Ergebnisse fiir einen Nonan-
Anteil von g4 oy, =0.01 (links) und 445 com,,=0.1 (rechts). Es zeigt sich,
dass sich der Unterschied zwischen Gleichgewicht und homogener Nukleati-
on mit steigendem Anteil an Nonan in der Gasphase verringert. Gleichzeitig
liegen die Linien konstanter Nukleationsraten immer naher zusammen, was
bedeutet, dass die Nukleationsrate immer steiler ansteigt.

Abbildung 5.10 (links) vergleicht das Phasengleichgewicht bei konstantem
reduzierten Druck (p,cm, = 2) mit Niveaus konstanter Nukleationsraten I.
Wie bereits Abbildung 5.9 vermuten lie ndhert sich die Grenze der homo-
genen Nukleation immer weiter an das Phasengleichgewicht an, je hoher der
Gasphasenanteil an Nonan ist. Gleichzeitig steigt die Nukleationsrate immer
steiler an (Abb. 5.10 (rechts)).

Um mégliche Modellierungsfehler in der CFD abschéatzen zu kénnen, wur-
de anschlieflend das vorliegende Berechnungsverfahren auf Basis der SRK Zu-
standsgleichung fiir Wasserstoff /Sauerstoff-Mischungen erweitert, sowie fiir
die in der Simulation verwendete volumenkorrigierte Peng-Robinson Glei-



74

5. ERGEBNISSE - UBERKRITISCHE KONDENSATION

2501 xgas'chZD =0.01
2001
% 150F
2,
o
100,
—— Gleichgewicht
o |=1e-28
501 o I=1e-24 1
¢ 1=1e-20
0 <4 1=1e-16 a ¢ ‘
190 240 290 340

390

480
440t Xgas.chm =01
4001
360
3201
— 280¢
8 240}
= 200¢
160 —— Gleichgewicht
120f © 1=1e-28
80 |=1e-24
40 ¢ 1=1e-20
4 1=1e-16
190 240 290 340 390 440 490
TIK]

Abbildung 5.9: Vergleich des Phasengleichgewichts fiir eine Methan/Nonan
Mischung bei konstanter Gasphasenzusammensetzung von gs com,,=0.01
und gas,cyH,o=0.1 mit Linien konstanter Nukleationsrate.
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Abbildung 5.10: Vergleich des Phasengleichgewichts fiir eine Methan/Nonan-
Mischung bei konstantem reduziertem Druck p, cp, = 2 mit Linien konstan-

ter Nukleationsraten (links). Verldufe der zugehorigen Nukleationsraten I fiir
unterschiedliche Gasphasenzusammensetzungen (rechts).

chung modifiziert. Die Ergebnisse beider Zustandsgleichungen fiir das Pha-
sengleichgewicht als auch fiir die Nukleationsraten sind sich sehr dhnlich
(Abb.5.11). Fir Hy/Oo-Mischungen zeigt sich verglichen zu Nonan/Methan-
Gemischen ein deutlich starkerer Effekt der homogenen Nukleation. Fiir einen
steigenden Sauerstoffanteil in der Gasphase néhern sich jedoch auch hier die
Linien konstanter Nukleationsrate dem Phasengleichgewicht an.

Abbildung 5.12 vergleicht wiederum die Mischungstemperatur mit dem
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Abbildung  5.11:  Vergleich des Phasengleichgewichts fiir eine
Wasserstoff/Sauerstoff-Mischung  bei  konstantem reduziertem Druck
p = 60bar mit Linien konstanter Nukleationsraten, berechnet mittels
der SRK Zustandsgleichung mit Peneloux Korrektur (links) und der
volumenkorrigierten PR Gleichung (rechts).

Phasengleichgewicht und Bereichen homogener Nukleation. Es zeigt sich,
dass auch das Gebiet der homogenen Nukleation von der Mischungstempe-
ratur durchlaufen wird, so dass das Auftreten von Kondensationseffekten bei
der Mischung von Wasserstoff und Sauerstoff durchaus realistisch ist. Eine
Berticksichtigung dieser Effekte in einer CFD-Simulation ist jedoch bislang
auf Grund der numerischen Stabilitdt und des notwendigen Rechenaufwandes
nicht moglich, so dass die aus dieser Vereinfachung entstehenden Modellie-
rungsfehler in dieser Arbeit hingenommen werden miissen.

Im Falle einer reagierenden Stromung spielen die Kondensationseffekte
der reinen Wasserstoff /Sauerstoff-Mischung hochstwahrscheinlich keine Rol-
le, da auf Grund der hohen Verbrennungstemperaturen das oben gezeigte bi-
nédre Zweiphasengebiet nicht mehr geschnitten wird. Eine Kondensation der
Verbrennungsprodukte, hier Wasser, durch eine Vermischungung mit dem
kalten Sauerstoff kann jedoch nicht ausgeschlossen werden. Um Kondensa-
tionseffekte in reagierenden Stromungen zu untersuchen, miisste das Pha-
sengleichgewicht fiir die terndre Hy/Og/HoO-Mischung bestimmt, sowie die
ternare Nukleation untersucht werden. Beides kann jedoch lediglich eine ers-
te Aussage iiber das Kondensationsverhalten im chemischen Gleichgewicht
liefern, da im tatsédchlichen Verbrennungsvorgang eine Reihe von Radikalen
gebildet wird, die nur sehr schwer in einer derartigen Berechnung beriicksich-
tigt werden konnen.
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Abbildung 5.12: Vergleich des Phasengleichgewichts und des Bereiches homo-
gener Nukleation fiir Hy/Oo-Mischungen bei 60 bar mit der Mischungstem-
peratur fiir Hy (280 K) und O5 (80 K)



Kapitel 6

Ergebnisse - CFD

6.1 RANS-Simulationen der Mascotte-Flamme
mittels Flamelet-Verbrennungsmodell

Als erste Untersuchungen transkritischer Verbrennungsvorgénge im Rahmen
der hier vorgestellten Arbeit wurden CFD-Simulationen mittels des kommer-
ziellen RANS-Losers ANSYS CFX (CFX, 2007) durchgefiihrt. Ziel dieser Un-
tersuchungen war es, festzustellen, inwiefern ein stationdres RANS-Verfahren
bereits in der Lage ist, Raketenbrennkammerstrémungen realitatsnah wieder-
zugeben.

6.1.1 Testfalle

Zur Validierung von ANSYS-CFX wurden zwei verschiedene Betriebspunk-
te des Mascotte Priifstandes der ONERA verwendet. Die Randbedingungen
fiir die Simulation wurden den 'Proceedings zum 2nd und 3rd International
Workshop on Rocket Combustion Modelling” entnommen (Habiballah u. Zur-
bach, 2001; Vingert u.a., 2006). Hier wurden die Betriebspunkte A-60 und
C-60 (Candel u. a., 1998) des Mascotte-Priifstandes V03 als Testfélle RCM-3
und RCM-2 verdoffentlicht.

Die Einspritzung von Brennstoff und Oxidator in einen modernen Hochdruck-
Raketenantrieb erfolgt iiber eine Vielzahl von Koaxialinjektoren, hinter denen
Wasserstoff und Sauerstoff als Diffusionsflamme abbrennen. Am Mascotte-
Priifstand wird die Flamme an einem dieser Koaxialinjektoren untersucht.

Der Injektor (Abb. 6.1) besteht aus einem Zentralrohr fiir Sauerstoff mit
einem Durchmesser von 3.6 mm am Einlass, der sich mit einem Winkel von 8°
auf einen Durchmesser von 5 mm am Kammereintritt aufweitet. Der Wasser-

7
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Abbildung 6.1: Injektor (links) und Brennkammer (rechts) des Mascotte-
Prifstands (Candel u. a., 2006; Vingert u. a., 2006).

stoff wird koaxial durch einen Ring eingespritzt, der einen Innendurchmesser
von 5.6 mm und einen Auflendurchmesser von 10 mm aufweist.

Die Hochdruckbrennkammer ist ebenfalls in Abbildung 6.1 dargestellt.
Sie besitzt einen quaderférmigen Brennraum der Lange 458 mm mit einem
quadratischen Querschnitt von 50 mm Seitenldnge. Am unteren Ende wird
die Brennkammer von einer Diise variabler Form abgeschlossen. Fiir den
zur Validierung verwendeten Testfall ist bekannt, dass eine Diise mit einer
konvergenten Lénge von 20 mm und einem minimalen Durchmesser von 9
mm verwendet wurde, um einen Kammerdruck von ca. 60 bar zu erreichen
(Habiballah u. Zurbach, 2001). Die Kammer besteht aus rostfreiem Stahl und
ist mit 4 Quarz-Fenstern fiir optischen Zugang bestiickt, deren Innenseiten
mit Hilfe eines Heliumfilms gekiihlt werden. Die zwei Seitenfenster sind 50
mm hoch und 100 mm lang. Die Fenster an Kammerdecke und -boden sind
bei gleicher Léange nur 10 mm breit und dienen als Laserzugang (Habiballah
u. a., 2006).

Der Priifstand wird mit fliissigem Sauerstoff bei ca. 85 K und gasformi-
gem Wasserstoff bei ca. 280 K betrieben. Diese Version V03 des Priifstandes
erlaubt Betriebszusténde oberhalb des kritischen Drucks von Sauerstoff (p..o2
= 50.43 bar). In der Brennkammer konnen hier Driicke bis zu 100 bar er-
reicht werden. Dies bedeutet fiir Wasserstoff tiberkritische und fiir Sauerstoff
transkritische (T'<7T,) Einspritzbedingungen. Die Randbedingungen, die sich
aus den Messungen fiir den simulierten Fall A-60 ergeben, sind in Tabelle 6.1
zusammengefasst. Die Helium-Filmkiihlung wird in diesem Fall vernachlés-
sigt.

Fir den Fall C-60 ergeben sich zwei unterschiedliche Satze von Randbe-
dingungen, je nach dem ob die Filmkiihlung berticksichtigt wird oder nicht.
Die Randbedingungen sind in Tabelle 6.2 zusammengefasst.
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Tabelle 6.1: Mascotte-Betriebspunkt A-60 (RCM-3) (Habiballah u. Zurbach,
2001).

Betriebszustand H2 02
Druck [bar] 60 60
Massenstrom [g/s] 70 100
Temperatur [K] 287 85
Dichte [kg/m?] 5.51 1177.8

Geschwindigkeit [m/s] 236 4,35

Tabelle 6.2: Mascotte-Betriebspunkt C-60 (RCM-2) mit und ohne Filmkih-
lung (Vingert u. a., 2006).

Betriebszustand H2 02 He
Druck [bat] 57.7/67 57.7/67 57.7/67
Massenstrom [g/s]  45/42  100/105 -/24.5
Temperatur [K] 275 83 280

6.1.2 Modellierung

Fir die Simulationen des A-60 Testfalls wurde die Brennammer rotations-
symmetrisch mit einem Radius von 28.81 mm modelliert, um das Kammer-
volumen zu reproduzieren. Am unteren Ende wird die Kammer von einer
Diise mit minimalem Radius von 15 mm abgeschlossen um Riickstromungen
ins Rechengebiet zu vermeiden. Der Injektor wurde realistisch modelliert und
hat eine Lange von 50 mm, um ein moglichst voll ausgebildetes turbulentes
Rohrprofil zu erreichen.

Um ein quasi zweidimensionales Modell zu erzeugen, wurde ein Sektor
von 2° modelliert. Dieses wurde mit einer Schicht Quaderelemente vernetzt.
Das Stromungsgebiet wurde mit 200 x 1700 Elementen aufgelost (radiale
x axiale Richtung). Als Einlassrandbedingungen wurden die in Tabelle 6.1
gegebenen Massenstrome aufgepragt. Am Auslass wurde ein statischer Druck
von 60 bar vorgegeben. Die Kammerwande wurden als glatt und adiabat
angenommen. Auswirkungen der Reduzierung des Stromungsgebiets auf ein
zweidimensionales Modell wurden im Vorfeld abgeschétzt und als unerheblich
befunden.
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Abbildung 6.2: 2D- (links) und 3D- (rechts) Modell der Mascotte-
Brennkammer fiir Simulationen der Testfille A-60 und C-60.

Fiir die Simulation des Falles C-60 wurde ein 3D-Modell der Brennkam-
mer erzeugt, um auch Filmkiihlungseffekte realistisch abbilden zu kénnen.
Da sich die ovale Form der Offnungen fiir die Filmkiihlung nur schwer mit
einem strukturierten Netz reproduzieren lasst, wurden sie rechteckig model-
liert. Hierbei wurde die Breite der Schlitze dahingehend modifiziert, dass die
gesamte Einlassfliche erhalten bleibt, um den Impuls auf die Kammerstro-
mung trotz der modifizierten Form moglichst realitdtsnah abzubilden.

Fiir die Modellierung der thermodynamischen Eigenschaften sowie der
Transportgrofien wurde fiir erste Untersuchungen die in CFX verflighare
Thermodynamik verwendet. Hierbei kann lediglich zwischen Peng-Robinson
und Redlich-Kwong Gleichung gewahlt werden. Fiir die unten gezeigten Er-
gebnisse wurde erstere verwendet. Die Mischung erfolgt hier iiber eine Sum-
mierung der Partialvolumina. Bei geringem Druck ist eine Mischung tiber
Partialvolumina ndherungsweise zutreffend. Diese Hypothese nimmt an, dass
sich die partiellen Volumina der einzelnen Mischungskomponenten bei einem
bestimmten Druck und bestimmter Temperatur zum Gesamtvolumen der
Mischung summieren. Bei hohen Driicken interagieren die Molekiile der Mi-
schungskomponenten und das Mischungsvolumen weicht von dieser idealen
Annahme ab. Diese ideale Mischungsregel wird in CFX leider auch fiir rea-
le Gase angewendet, was zu Modellierungsfehlern fiithrt. Aus diesem Grund
wurde spéter eine konsistente thermodynamische Modellierung implemen-
tiert, die wie in den Grundlagen beschrieben, die volumenkorrigierte Peng-
Robinson Zustandsgleichung in Kombination mit den Chung-Korrelationen
verwendet. Zur Abschatzung des Einflusses der Turbulenzmodellierung auf
das Simulationsergebnis wurde als Turbulenzmodell das k-e-Modell und das
Shear-Stress-Transport (SST) -Modell (Menter, 1994) verwendet.

Die rdumliche Diskretisierung erfolgte tiber das in CFX verfiigbare high-
resolution Schema, das im Falle numerischer Schwingungen von einer Genau-
igkeit zweiter Ordnung auf erste Ordnung reduziert.
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Der Stromungsloser ANSYS CFX ist ein druckbasierter, gekoppelter Lo-
ser. Hier wird anfangs ein hydrodynamisches System, bestehend aus den Glei-
chungen fiir die Impulserhaltung und einer Druckgleichung, gelost. Anschlie-
Bend werden nacheinander die Gleichungen fiir die Energie, die Turbulenz
und die Massenbriiche der einzelnen Komponenten gelost (CFX, a).

Ein druckbasierter Ansatz bietet sich fiir die Simulation des gegebenen
Problems an, da die im Stromungsgebiet auftretenden Machzahlen deut-
lich unterhalb der Schallgeschwindigkeit liegen (Ma<0.2). Fiir derart geringe
Stromungsgeschwindigkeiten laufen dichtebasierte Loser nur bei sehr gerin-
gen Zeitschritten stabil, was sehr lange Rechenzeiten bedeutet.

Nachteilig am druckexpliziten Ansatz ist, dass in vielen Anwendungen ein
serielles Losungsverfahren angewendet wird, was einen rechnerischen Mehr-
aufwand zu den meist gekoppelt gelosten dichtebasierten Systemen bedeutet.
Dies ist in CFX nicht der Fall, da hier ein gekoppeltes hydrodynamisches Glei-
chungssystem gelost wird. Dies vermeidet den aufwendingen Losungsprozess
von Druck- und Geschwindigkeitsfeld mittels einer PISO-Schleife. Speziell
im Realgasfall zeigt sich hier ein deutlicher Unterschied, da vor jedem Losen
der Druckgleichung im seriellen Verfahren die thermodynamischen Gréflen
aktualisiert werden miissen. Dies bedeutet auf Gurnd der Realgaseigenschaf-
ten einen nicht unerheblichen Rechenaufwand. Ein nahezu unumgénglicher
Nachteil des druckbasierten Ansatzes ist jedoch die im Vergleich zum dichte-
basierten Ansatz aufwendigere Ermittlung der Dichte aus einer druckexpli-
ziten kubischen Zustandsgleichung.

6.1.3 Ergebnisse

Fiir die gezeigten Ergebnisse des A-60 Testfalls wurde die turbulente Verbren-
nung mittels eines Flameletansatzes modelliert. Es wurde das Representative
Interactive (CFX, b) Flamelet Modell, das bereits in CFX implementiert ist,
verwendet. Dieses Modell berticksichtigt zusatzlich zu den Hauptspezies Hs,
O, und H50 zusétzlich die Radikale H, O, OH, HyO5, und HO,. Bei der Ver-
wendung von CFX-RIF ist es nicht moglich, reinen Sauerstoff als Oxidator
vorzugeben. Stattdessen muss immer eine Mischung aus Sauerstoff und Stick-
stoff verwendet werden. Der Massenbruch von Stickstoff wurde fiir die hier
gezeigten Simulationen auf den minimal moglichen Wert von 0.001 gesetzt.

In den Abbildungen 6.3 und 6.4 wird die mittels Chemolumineszenz-
Messung bestimmte Verteilung des OH-Radikals fiir den Testfall A-60 mit
der simulierten OH-Verteilung verglichen. Die gezeigten Simulationsergebnis-
se unterscheiden sich dabei in der gewahlten Turbulenzmodellierung. In Ab-
bildung 6.3 kam ein k-e-Modell zum Einsatz, wohingegen in Abbildung 6.4
ein Shear Stress Transport (SST) Modell verwendet wurde. Die Position der
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Abbildung 6.3: Vergleich der resultierenden OH-Verteilung aus der CFD mit
k-e-Turbulenzmodell mit Chemolumineszenz-Messungen (Candel u. a., 1998).
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Abbildung 6.4: Vergleich der resultierenden OH-Verteilung aus der CFD
mit SST Turbulenzmodellierung mit Chemolumineszenz-Messungen (Candel
u.a., 1998).

maximalen radialen Flammenausdehnung in der CFD Simulation ist fiir bei-
de Turbulenzmodelle weiter stromab als im Experiment beobachtet, wobei
das SST Modell die bessere Vorhersage trifft. Auch der Offnungswinkel der
Flamme wird von der CFD nicht richtig wiedergegeben. Direkt hinter dem
Injektoraustritt ist der Offnungswinkel deutlich zu klein, wohingegen die ma-
ximale radiale Ausdehnung fir das k-e-Modell etwas zu grofl vorausgesagt
wird. Ein quantitativer Vergleich der OH-Verteilung ist nicht moglich, da das
verwendete Messverfahren nur eine qualitative Aussage erlaubt. Allerdings
gibt es auch in der qualitativen Verteilung Unterschiede zwischen Experi-
ment und CFD. Die maximalen OH- Konzentrationen treten im Experiment
in den diinnen Verbrennungsgebieten direkt hinter dem Injektoraustritt auf,
wohingegen die Maxima in der Simulation in der Region der maximalen ra-
dialen Ausdehnung der Flamme und in der Flammenspitze liegen. Diese Ab-
weichung ldsst sich moglicher Weise durch die Vernachléssigung der Spezies
OH* erklaren, die durch molekulare Schwingungen entsteht.
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Da die Stoffeigenschaften in CFX in den Standardeinstellungen meist sehr
einfach modelliert sind, kommt es haufig zu einer signifikanten Abweichung
zu den realen Stoffeigenschaften, besonders in trans- und tberkritischen Re-
gionen. Die Einfliisse der getroffenen Vereinfachungen in der Modellierung der
Transportgroflen, Diffusionskoeffizienten und der Verwendung unterschiedli-
cher Zustandsgrofien wurden in Poschner u. Pfitzner (2008) eingehend un-
tersucht. Leider konnte keine nennenswerte Verbesserung der Flammenform
erzielt werden.

Die Uberschitzung der Flammenlinge zeigt sich im Fall C-60, der dem
3rd International Workshop on Rocket Combustion Modelling als Grund-
lage diente, ebenfalls sehr deutlich. Dieser Testfall zeichnet sich dadurch
aus, dass bei gleichem Sauerstoffmassenstrom wesentlich weniger Wasser-
stoff eingespritzt wird. Im Vergleich zum A-60 Fall fihrt die Reduzierung
des Wasserstoft-Coflows zu einer deutlich langeren Flamme. Fiir diesen Test-
fall wurden Simulationen mit und ohne Filmkiihlungseffekte durchgefiihrt.
Es zeigt sich, dass der zusétzliche Kiihlluft-Massenfluss, der die Flamme ein-
schlielt, dazu fiihrt, dass die sich die maximale radiale Ausdehnung fiir den
Fall mit Filmkiihlung verringert.

Die turbulente Verbrennung wurde hier mittels eines einfachen Eddy-
Dissipation-Modells mit Ein-Schritt-Chemie (2Hy+0O5 -> 2H50) modelliert,
da es es in CFX leider nicht méglich war, neben den in der Flamelet-Tabelle
vorgegebenen Spezies zusétzlich den Transport von Helium im Stréomungsfeld
zu simulieren. Das Eddy-Dissipation-Modell fiihrt zu maximalen Temperatu-
ren bis zu 4200 K (Abb. 6.6), die die adiabate Flammentemperatur von Was-
serstoff und Sauerstoff bei 60 bar von 3600 K deutlich iibersteigen. Die ma-
ximalen Temperaturen, die sich aus dem Flameletmodell ergeben, liegen ca.
1000 K unterhalb derer, die sich aus dem Eddy-Dissipation-Modell ergeben.
Frithere Untersuchungen haben gezeigt, dass die Wahl des Verbrennungsmo-
dells nur vernachldssighare Effekte auf die Flammenform hat (Poschner u.
Pfitzner, 2008).

Abbildung 6.5 vergleicht zur Abschétzung der Flammenform die aus den
Simulationen resultierenden Temperaturverteilungen mit gemessenen OH-
Verteilungen. Wie bereits beschrieben zeigt sich auch hier, dass die axiale
Position der maximalen radialen Ausdehnung der Flamme in der Simulation
verglichen mit dem Experiment wesentlich weiter stromab liegt. Die maxi-
male radiale Ausdehnung der Flamme wird jedoch unter Berticksichtigung
von Filmkiithlungseffekten sehr gut wiedergegeben.

Um Auswirkungen der CFX-eigenen inkonsistenten Thermodynamik zu
umgehen, wurde mit Hilfe einer Schnittstelle eine konsistente Thermody-
namik auf Basis der volumenkorrigierten Peng-Robinson Zustandsgleichung
(siehe Kapitel 3) implementiert. Abbildung 6.7 vergleicht die Flamme, die
mittels der CFX-eigenen Thermodynamik auf Basis der Peng-Robionson Zu-
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Abbildung 6.5: Vergleich der resultierenden OH-Verteilung aus der CFD mit
Chemolumineszenz Messungen (Candel u. a., 1998).
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Abbildung 6.6: Vergleich der Temperaturverteilungen fiir Testfall C-60 mit
und ohne Filmkiihlung.

standsgleichung erzeugt wurde, mit Ergebnissen aus thermodynamisch kon-
sistenten Simulationen unter Anwendung der Peng-Robinson Zustandsglei-
chung mit und ohne Volumenkorrektur. Es zeigt sich, dass die thermodyna-
mische Mischung nahezu keinen Effekt auf die Flammenform hat. Die An-
wendung der Volumenkorrektur erzeugt eine unwesentlich langere Flamme.
Die Ubereinstimmung von Simulation und Experiment kann also iiber die
thermodynamische Modellierung nicht verbessert werden.

Wie Abbildungen 6.3 und 6.4 bereits erahnen lassen hat das gewéhlte
Turbulenzmodell einen weit grofferen Einfluss auf die Flammenform. Ab-
bildung 6.8 vergleicht die Ergebnisse fiir unterschiedliche Turbulenzmodelle.
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Abbildung 6.7: Vergleich der Temperaturverteilungen (links) und OH-
Verteilungen (rechts) fiir Testfall den A-60 fiir eine thermodynamisch ideale
(oben) und konsistent reale (mitte) Mischung unter Anwendung der einfachen
Peng-Robinson Zustandsgleichung sowie fiir eine voll konsistente Modellie-
rung auf Basis der volumenkorrigierten Peng-Robinson Zustandsgleichung.

Hier wurden ein k-e-Modell, ein k-e-Modell mit Pope-Korrektur (Pope, 2001)
und ein Shear Stress Transport (SST) Modell verwendet. Weiter wurde ver-
sucht den experimentell beobachteten Offnungswinkel des Sauerstoffinjektors
iiber eine entsprechende Einlassrandbedingung fiir den Sauerstoffjet zu er-
zwingen.

Alle Ergebnisse die auf dem k-e-Modell basieren, zeigen grundsétzlich
eine sehr dhnliche Flammenform. Lediglich das letzte Ergebnis, in dem der
Einstromwinkel tiber eine Randbedingung erzwungen wurde, zeigt eine leicht
verkiirzte Flamme. Die Position der maximalen Flammenausdehnung bleibt
jedoch auch hier unverdandert. Das SST-Modell erzeugt eine komplett andere
Flammenform.

Dies bedeutet, dass die aus der RANS-Simulation resultierenden Ergeb-
nisse sehr stark vom Turbulenzmodell abhéngen, was dem Ziel, ein pradikti-
ves numerisches Verfahren zu entwickeln, entgegen steht. Aus diesem Grund
wurde fiir die im Folgenden gezeigten Simulationen eine LES-Modellierung
gewahlt, in der lediglich die kleinen, statistischen Skalen durch ein Modell
abgebildet werden miissen und grofle, geometriegetriebene Wirbelstrukturen
direkt aus der Losung der Navier-Stokes-Gleichungen resultieren. Als Basis
des entwickleten Realgas-LES-Simulationsverfahrens dient der frei zugéngli-
che Code OpenFOAM (Version 1.6.1, rhoReactingFoam).

In den oben gezeigten Simulationen wurden Realgaseffekte im Flamelet-

Verbrennungsmodell vernachléssigt. Ergebnisse hierzu finden sich in den Ar-
beiten von Pohl u.a. (2011b) und Pohl u.a. (2011a).
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Abbildung 6.8: Vergleich der Temperaturverteilungen fiir den Testfall A-60
aus Simulationen mit unterschiedlichen Turbulenzmodellen.
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Abbildung 6.9: Scherschichtkonfiguration: Fluid 2 = Wasserstoff, Fluid 1 =

Sauerstoff.

6.2 Scherschichten bei hohen Dricken

Fiir eine erste Validierung der in OpenFOAM zur Verfiigung stehenden Fe-
instrukturmodelle im tiberkritischen Bereich wurde eine transiente, binére
Scherstromung untersucht. Diese Konfiguration ist in der Literatur bereits
eingehend behandelt und es liegt eine grofie Bandbreite von DNS- und LES-
Ergebnissen fiir zwei unterschiedliche Stoffkombinationen (Hy/O9 und N5 /C7Hy4)
vor (Okong’o u.a., 2002; Okong’o u. Bellan, 2004b; Taskinoglu u. Bellan,
2010b). Aus den dort untersuchten Hy/Os-Testféllen wurde eine Konfigura-
tion ausgewéhlt. Diese wird im Folgenden genauer beschrieben.

6.2.1 Testfall

Abbildung 6.9 zeigt den generellen Aufbau der untersuchten Konfiguration.
Im unteren Teil stromt die dichtere Spezies stromauf, wihrend im oberen
Teil der leichtere Stoff stromab stromt.

Beide Schichten weisen hierbei unterschiedliche Temperaturen auf. Die
mittleren Werte fiir die Temperatur 7', den Massenbruch der Spezies Y und
die Geschwindigkeit in Stromungsrichtung u; werden tiber eine Fehlerfunk-
tion definiert!. Das simulierte Rechengebiet ist periodisch in z;- und zs-
Richtung. Die Scherschicht ist in xs-Richtung nicht symmetrisch, da davon
ausgegangen wird, dass sich die Scherschicht im leichteren Medium deutlich
starker ausbildet als in der dichten Schicht. Hier wurde fiir die initiale Schicht-
dicke der leichteren Spezies die doppelte Dicke der schwereren Speziesschicht

Yer f (Vmxa /0w 0)
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Tabelle 6.3: Mittlere Stromungsgrofien.

Mittlere GroBle x5 = —o0 (O3) 23 = oo (Ha)

a1 [m/s] ~158.004 770.983
5 [ke/m? 96.764 3.965
Po [atm] 100 100
T [K] 400 600
Yoo 1 0

gewéahlt.

Die Konfiguration fiir die Hy/Os Scherschicht beruht auf einer Veroffent-
lichung von Okong’o u.a. (2002). Tabelle (6.3) fasst die Werte fiir mittleren
Stromungsgroffen zusammen.

Die Dichten p; und ps werden mittels der Zustandsgleichung bei den
Temperaturen 71 und 7’5 und dem Initialdruck pg berechnet.

Die mittlere Stromung wird zusétzlich mit einer Storung der Wirbelstéarke
w angeregt. Diese basiert auf der Wellenlénge der instabilsten inkompressi-
blen Mode (Moser u. Rogers, 1991) und wird sowohl in Stromungs- als auch
in Spannweitenrichtung aufgepragt. Die Grofie des Rechengebietes wurde je-
weils so gewahlt, dass in beiden Richtungen vier Wellenldngen abgedeckt
werden. Fir das Geschwindigkeitsfeld ergeben sich aus dieser Anregung je-
weils vier Wirbelstrange, die in Stromungs- und Spannweitenrichtung in der
Scherschicht liegen.

Die Schwankungen in Stromungs- und Spannweitenrichtung werden fol-
gendermaflen berechnet:

w1 (w2, 23) = Fyp Aerluo fa (x2) f5 (z3) (6.1)
w3 (,13) = —Fip AFA“ £ (2) o (22) (6.2)

Die Funktionen f;, f, und f3 sind definiert durch:

fi(z) = ;}fh

. T . e ™
sin (G )|+ pn (G0 =3)) 69
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fa (x2) = exp [—W (&)2] (6.4)

“)+Bﬁm(fﬁ (6.5)

3 3

f3 (I3) = BO sin (27;\

Die relativen Amplituden der Wirbelstédrkenanregung wurden als Fop =
0.1 und Fs3p = 0.05 gewéahlt. Die Koeffizienten A; und B; haben die Werte
Ag=1, A1 =05, Ay = A3 =0.35, By = 1 und B; = 0.025. Die Wellenlédnge
der Storung sind A\ = 7.294,0 und A3 = 0.6\, entsprechend der Grofe
des Rechengebietes. Hierbei ist ¢, die initiale Wirbelstérkendicke (4,0 =
0.006859 m). Eine Zusammenfassung der Abmessungen des Rechengebietes,
sowie der untersuchten Netzauflosungen ist in Tabelle 6.4 zu finden. Die
Zirkulationen I'1 und I's werden durch die Integration von f5f; und fifs
iiber die jeweilige Ebene berechnenet und auf die einfache oder doppelte
Wellenlédnge der Anregung bezogen. Siehe Gleichungen (6.6) und (6.7).

A A,
T, _//Wﬁﬁ| darydzs (6.6)

F —//|_f1f2‘Azle2diL‘1d$2 (67)

Die aus der Wirbelstérke resultierenden Geschwindigkeitsschwankungen
konnen schliellich durch das Losen einer Poisson-Gleichung ermittelt werden.

Fir die Simulation wurden in ;- und z3-Richtung periodische Randbe-
dingungen gewéhlt. In x9-Richtung wurde tber eine Auslassrandbedingung
der Druck vorgegeben. Um Wechselwirkungen der Stromung mit der Rand-
bedingung zu vermeiden wurde das Rechengebiet in dieser Koordinatenrich-
tung auf beiden Seiten zusétzlich um eine Dampfungsschicht mit sehr grober
Netzauflosung erweitert.

Fir die hier gezeigten Ergebnisse wurde durchgehend eine Diskretisie-
rung zweiter Ordnung gewahlt. Fir die rdumliche Diskretisierung wurde ein
zentrale-Differenzen-Verfahren und fiir die zeitliche Diskretisierung wurde ein
implizites Riickwérts-Euler-Verfahren verwendet.

6.2.2 Modellierung

In der Stromungsmodellierung fiir die hier gezeigten Untersuchungen gibt es
zu der in den Grundlagen erlauterten Herangehensweise zwei kleine Abwei-
chungen.
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In der zugrunde liegenden Verdoffentlichung von Okong’o u. a. (2002) wur-
den die Transportgroflen nicht wie oben beschrieben iiber die Methode von
Chung modelliert, sondern iiber empirische Korrelationen (Gln. 6.8 - 6.10)
berechnet.

p=pr(T/[0.5(Ty + T)])"" (6.8)
) ; 88.6\ 1
Se = p/ (papD) = (1.334 — 0.668Y0, — 0.186Y3, — 0.268Y5, ) x |1 + (T)
(6.9)
Pr = pe,/(N) = 1.335/T°1 (6.10)

Hierbei ist p die dynamische Viskositat, A’ die Warmeleitfahigkeit, Yo der
Sauerstoffmassenbruch, ¢, die spezifische Warmekapazitat bei konstantem
Druck und D der binare Diffusionskoeffizient. ap stellt einen weiteren Diffu-
sionskoeffizient dar, dessen Berechnung im Folgenden noch erlautert wird.

Die Reynoldszahl Re der Mischungsschicht wird mittels der Referenzvis-
kositat pp justiert. Diese kann iiber Gleichung 6.11 berechnet werden. Die
hier vorgestellten Untersuchung wurden bei einer Reynoldszahl von Re = 750
durchgefithrt, da fir diesen Wert die anfianglich laminare Mischungsschicht
zur Transition in einen turbulenten Zustand kommt (Okong’o u. a., 2002).

0.5 (p1 + pz) AU05W70
129¢

Re =

(6.11)

p1 und po sind die jeweiligen Dichten der unterschiedlichen Schichten der
Scherstromung, AU, ist die initiale Geschwindigkeitsdifferenz iiber die Scher-
schicht und ¢, o ist wiederum die initiale Wirbelstarkendicke.

Da die Stromung in den untersuchten Testfdllen anfinglich laminar ist,
bedarf es fiir die hier vorgestellten Simulationen einer detaillierten Modellie-
rung der laminaren diffusiven Fliisse in den Transportgleichungen fiir Energie
und Spezies-Massenbruch (vgl. Kapitel 4). Diese ist im Allgemeinen fiir voll
turbulente Stromungen nicht notwendig, da die laminare Diffusion im Ver-
gleich zur turbulenten Diffusion sehr klein ist. Spezies- und Warmediffusion
werden fiir diesen Testfall mittels der Theorie von Sarman u. Evans (1992)
berechnet. Diese definiert die Warmestromdichte ¢ und die diffusive Massen-
stromdichte der Spezie « (j,) folgendermaflen:

oT m

qix,j; = —XIKax- - aIKRuTm -
J alltp

J e (6.12)
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. y pD OT
Jaj = — |J'aj+ (g — o) YaYﬁ] (6.13)

J [ J T 8:1:j

oY Y. Ygmamg (v v op
0 = pD @ yocBla B e B 2T 6.14
Jaq =P [QD Oz, + RT m <ma mg ) Ox; ( )
mit
1 memg (he  hag
= — — - 1
T RT m <ma mﬂ) (0:15)
Hierbei ist X' 7x tber Gleichung 6.16 definiert:

A,]K = /\/ + xaxgquozBKRupD/m (616)

N ist die Warmeleitfahigkeit, D der binare Diffusionskoeffizient, m die
molare Masse der Mischung. Y, und Y3 sind die Massebriiche und z, und
xg die Molenbriiche der Mischungskomponenten sowie v,g und v., deren
partiellen molaren Volumina und h.g und h,, die zugehorigen partiellen mo-
laren Enthalpien. Die konkrete Berechnung der partiellen molaren Volumina
mittels der hier verwendeten volumenkorrigierten Peng-Robinson Zustands-
gleichung kann Kapitel 3.2 entnommen werden. Die partiellen molaren Ent-
halpien kénnen iiber Gleichung 6.17 berechnet werden.

h*a = hO,a + PVsao — RuT +

a—"T (0a/OT) (U*a —vba> (6.17)

v2 + 20b — b? b

) 1bln<vp3+(1—\/§)b)laa 5 a <a_Taa>ba]

va+(1+¢§)b Ore  02,0T aT ) b

Der thermische Diffusionskoeffizienten agr wurde auf den Wert 0.2 fest-
gelegt. Damit kann a;x mittels Gleichung 6.15 aus Gleichung 6.18 bestimmt
werden.

OB — O — Qp (618)

Der Diffusionskoeffizienten ap ist iiber Gleichung 6.19 definiert und kann
ebenfalls aus der Zustandsgleichung berechnet werden. Hierbei ist das Er-
gebnis unabhéngig davon, welche Spezies « fiir die Ableitung gewahlt wird.

(6.19)
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e ist der Fugazitatskoeffizient der Spezies a und z,, ist deren Molenbruch
in der Mischung.

Fiir die Peng-Robinson Gleichung ergibt sich fiir aip der folgende Zusam-
menhang:

a a 2
o BT (1) b — b, bages — Do
af (@) v2) \vpr—b ' R, (vhp + 2uprb — b?)
Ovpr Tz

1
2 2v/2b In (va+(1+\/§)b

vPR+(1\/§)b)
TalS R T Z (

agbi + aab% — 2‘/a,3aab5ba)

In dieser Gleichung stehen a und b fiir die Koeffizienten der Peng-Robinson
Zustandsgleichung. vpr bezeichnet das molare Volumen das sich aus dieser
Gleichung ergibt. Fiir die Berechnung der Ableitung <BS—§R)T sei auf Kapi-

tel 3.2 verwiesen.

Auf Grund der hohen Temperaturen, die die Mischungskomponenten in
diesem Testfall aufweisen, sind die auftretenden Realgaseffekte sehr gering.
Aus diesem Grund konnte fiir die hier gezeigten Ergebnisse das urspriinglich
fir ideale Gase entwickelte PISO-Verfahren von Issa (1985) als numerisches
Losungsverfahren angewendet werden.

6.2.3 Ergebnisse

Die vorgestellte Konfiguration wurde zur Validierung der zur Verfiigung ste-
henden Feinstrukturmodelle fiir drei unterschiedliche Netzauflosungen un-
tersucht (Tabelle 6.4). Aufgrund von Unsicherheiten in der Literatur ange-
gebenen Anregung der Scherschicht wurde in Zusammenarbeit mit der Tech-
nischen Universitdt Miinchen eine eigene DNS-Simulation dieses Testfalles
durchgefithrt (Niedermeier u. a., 2011; Jarczyk u.a., 2011). Diese diente zur
Validierung der mittels OpenFOAM generierten LES-Ergebnisse. Fiir die Va-
lidierung der LES-Modelle wurde die DNS-Auflosung in jede Koordinaten-
richtung einmal halbiert und einmal auf ein Viertel reduziert.

Die Auswahl der in OpenFOAM zur Verfiigung stehenden Feinstruktur-
modelle ist vergleichsweise klein, so dass zur Validierung lediglich das einfa-



6.2. SCHERSCHICHTEN BEI HOHEN DRUCKEN 93

Tabelle 6.4: Domain size and grid resolutions for H2/0O2 mixing layer.

Cases Domain size Grid resolution
Ly X Ly x Lym® N; X Ny X Nj
DNS 0.2x0.2x0.12 352x352x208
LES1 0.2%x0.2x0.12 176 x176x104
LES2  0.2x0.2x0.12 88X 88xH2

che Smagorinsky-Modell (SMAG), so wie ein dynamisches (DOEM) und ein
nicht dynamisches Eingleichungsmodell (OEM) herangezogen wurden.

Hier werden nun die Ergebnisse der Referenz-DNS mit den mittels Open-
FOAM erzeugten LES-Ergebnissen verglichen. Eine LES kann per Definition
nicht alle Stromungsphénomene auflosen. Um einen aussagekraftigen Ver-
gleich mit den DNS Ergebnissen gewdahrleisten zu konnen miissen diese auf
die LES Losung gefiltert werden.

Globale Grofien

Die zeitliche Entwicklung globaler Eigenschaften einer Mischungsschicht ist
ein gutes Maf} fiir ihre globalen Charakteristika. So kénnen zum Beispiel
Informationen dariiber gewonnen werden, ob die Bildung kleiner Wirbels-
kalen unterstiitzt wird, was schlieSlich zur Transition der Scherschicht vom
laminaren in den turbulenten Strémungsbereich fiihrt.

Im Folgenden werden die Impulsverlustdicke 6, (Gl (6.21)) und die
volumen-gemittelte Enstrophie ((w;w;)) aus den LES-Rechnungen mit den
gefilterten DNS-Ergebnissen verglichen. Wéhrend die Impulsverlustdicke ein
Maf fiur das globale Wachstum der Mischungsschicht ist, konnen durch die
volumen-gemittelte Enstrophie Informationen iiber die Streckung und Sche-
rung innerhalb der Schicht gewonnen werden. Beide sind verantwortlich fiir

die Generierung von Wirbelstarke und die Bildung kleiner Skalen und sind
daher ein Maf fiir die Turbulenz.

fLL‘Q ,max

S 1) gy maw — (0U1)| [(01) = (U1) 4, ] A
(<pu1>x2,mam - <pu1>x2,min)2

O = (6.21)

Abbildung 6.10 vergleicht Ergebnisse der feinen LES mit der Referenz-
DNS. Die linke Grafik zeigt den zeitlichen Verlauf der dimensionslosen Im-
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Abbildung 6.10: Vergleich der feinen LES (LES1) mit DNS-Ergebnissen fiir
den zeitlichen Verlauf der dimensionslosen Impulsverlustdicke d,,, /0,0 (links)
und Enstrophie ({(w;w;)) (8,,0/AUg)? (rechts) in der Scherschicht.

pulsverlustdicke. Eine Filterung der DNS-Ergebnisse hat in diesem Fall kei-
nen signifikanten Einfluss auf den Kurvenverlauf. So unterscheiden sich die
Ergebnisse der gefilterten DNS (FDNS) nicht von der originalen DNS.

Die rechte Grafik zeigt die zeitliche Entwicklung der dimensionslosen
Enstrophie. Eine Filterung der DNS-Ergebnisse verringert die kleinskaligen
Fluktuationen im Strémungsfeld und fithrt deshalb iiber den gesamten Ver-
lauf zu kleineren Enstrophiewerten fiir die FDNS.

Fiir die feine LES (LES1) sind die Abweichungen zur DNS sowohl fiir die
Impulsverlustdicke als auch fiir die Enstrophie sehr gering. Alle verwendeten
Modelle geben den Kurvenverlauf der FDNS sehr gut wieder, so dass auf Basis
dieser Ergebnisse keine Modellauswahl getroffen werden kann. Aus diesem
Grund wurde die Auflésung in alle Koordinatenrichtungen ein weiteres Mal
halbiert und die Scherschicht erneut untersucht (LES2).

Abbildung 6.11 vergleicht die Ergebnisse der groben LES-Rechnungen
(LES2) mit der gefilterten DNS. Hier zeigen sich deutliche Abweichungen
zwischen den einzelnen Simulationen und der DNS.

Das Wachstum der Mischungsschicht wurde von allen getesteten Modellen
sehr gut wiedergegeben. Das einfache Eingleichungsmodell zeigt eine leich-
te Unterschatzung des Impulsverlustdicke in der Gegend der ersten Wirbel-
paarung bei t* = tAU/d,0 = 80. Zur Zeit der zweiten Wirbelpaarung bei
t* = 150 (auch die Transitionszeit) stimmt die Impulsverlustdicke jedoch wie-
der mit der DNS iiberein. Das dynamische Eingleichungsmodell trifft die DN'S
bis zu einer Zeit von t* = 120 sehr gut und iiberschétzt anschlieend die DNS-
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Abbildung 6.11: Vergleich der feinen LES (LES2) mit DNS-Ergebnissen fir
den zeitlichen Verlauf der dimensionslosen Impulsverlustdicke d,, /6,0 (links)
und Enstrophie ({(w;w;)) (0,,0/AUg)? (rechts) in der Scherschicht.

Ergebnisse leicht. Die beste Ubereinstimmung liefert hier das Smagorinsky-
Modell. Es trifft die FNDS iiber den gesamten zeitlichen Verlauf sehr gut.

Die rechte Grafik von Abbildung 6.11 vergleicht DNS- und LES-Ergebnisse
fiir die zeitliche Entwicklung der dimensionslosen Enstrophie. Hier zeigen
sich deutliche Abweichungen zwischen den Kurven der verschiedenen LES-
Modelle und der gefilterten DNS. Das einfache Eingleichungsmodell ist zu
dissipativ, um die Bildung der kleinskaligen Strukturen abbilden zu kénnen.
Das dynamische Eingleichungsmodell trifft die FDNS-Ergebnisse zu Beginn
der Simulation sehr gut und unterschatzt die Enstrophie zwischen t* = 50
und t* = 130. Im spéteren Verlauf wird sie dann leicht iiberschatzt. Auch das
Smagorinsky Modell liefert zu Beginn der Simulation eine gute Ubereinstim-
mung mit den DNS-Ergebnissen. Ab einer Zeit von ¢* = 90 wird die FDNS
jedoch deutlich iiberschétzt.

Im Allgemeinen wird die Bildung der kleinen Skalen von keinem der ver-
wendeten Modelle optimal wiedergegeben. Die grundsétzlichen Eigenschaften
des zeitlichen Verlaufs der Enstrophie werden jedoch sowohl vom dynami-
schen Eingleichungsmodell als auch vom Smagorinsky Modell gut reprodu-
ziert. Beide sind in der Lage das periodische Wachstum und Schrumpfen der
Enstrophie, das durch das Aufrollen der Mischungsschicht verursacht wird,
wiederzugeben. Das einfache Eingleichungsmodell zeigt ein sehr diffusives
Verhalten und kann die Bildung kleinskaliger Turbulenz nicht in geeigneter
Weise reproduzieren.
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Visualisierung der Stromungsfeldes

Zur Unterstiitzung der Erkenntnisse aus der Betrachtung der globalen Eigen-
schaften wird zusétzlich das instantane Stromungsfeld der groben LES visua-
lisiert. Abbildung 6.12 zeigt den Massenbruch von Sauerstoff (links) und die
dimensionslose Wirbelstérke in Stromungsrichtung in der x,-z3-Ebene bei 2
= 0.1756 m. Form, GroBlenordnung und Lage der oberen Wirbel stimmen fiir
alle Modelle sehr gut mit den Ergebnissen der gefilterten DNS iiberein. Die
unteren Wirbel sind fiir das Eingleichungsmodell zu klein. Sowohl das DOEM
als auch das Smagorinsky Modell liefern hier eine bessere Ubereinstimmung.

Der Os-Massenbruch in der zo-x3-Ebene zeigt dhnliche Ergebnisse. Auch
hier liegen alle Modelle sehr nahe an den DNS-Ergebnissen. Die Sauerstoff-
verteilung wird jedoch vom dynamischen Eingleichungsmodell und dem Sma-
gorinsky Modell am besten wiedergegeben.

Die Ergebnisse fiir die dimensionslose Wirbelstarke in Spannweitenrich-
tung (Abb. 6.13 (rechts)) in der x;-xzo-Ebene bei x3 = 0.06 m zeigen ein
vergleichbares Verhalten. DOEM und Smagorinsky sind in der Lage, viele
der geometrischen Eigenschaften der FDNS Kontur sowie die globale Positi-

on zu reproduzieren. Die Groflenordnung stimmt ebenfalls sehr gut mit der
DNS iiberein.

Regionen mit hohen Dichtegradienten sind unter allen anderen geometri-
schen Eigenschaften der Mischungsschicht von speziellem Interesse. Sie sor-
gen fiir eine Umverteilung der turbulenten Energie von der normalen in eine
tangentiale Richtung (Taskinoglu u. Bellan, 2010b) und sind deshalb ent-
scheidend fiir die korrekte Simulation von Mischung und Verbrennung. Ab-
bildung 6.13 (mitte) zeigt dass alle hier verwendeten Modelle die Verteilung
des Dichtegradienten aus der DNS sehr gut wiedergeben.

Die Ergebnisse fiir den Sauerstoffmassenbruch in der x;1-zo-Ebene (Abb. 6.13
(links)) liegen ebenfalls fiir alle Feinstrukturmodelle sehr nahe an den DNS-
Ergebnissen. Die Os-Verteilungen fiir DOEM und SMAG sind sich sehr &hn-
lich. Auch hier zeigt sich, dass das einfache Eingleichungsmodell am dissi-
pativsten ist. Generell wird die Lage und die Ausformung des Wirbels von
allen Modellen sehr gut wiedergegeben. Der Einschluss von Wasserstoff im
Wirbelkern wird jedoch von keinem der verwendeten Modelle optimal repro-
duziert.

6.2.4 Zusammenfassung

Eine absolute Ubereinstimmung zwischen gefilterter DNS und einem der
untersuchten Modelle konnte nicht erzielt werden. Das dynamische Einglei-
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Abbildung 6.12: Yo fiir (a) FDNS, (¢) SMAG, (e) OEM und (g) DOEM und
widy0/ AUy fiir (b) FDNS, (d) SMAG, (f) OEM und (h) DOEM bei t* = 150
in der z9-z3-Ebene bei 1 = 0.1756 m.
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10000

Abbildung 6.13: Yo fur (a) FDNS, (d) SMAG, (g) OEM und (j) DOEM,
|Vp| in kg/m* fiir (b) FDNS, (e) SMAG, (h) OEM und (k) DOEM und
w3dw0/ AUy fur (c) FDNS, (f) ALDM, (i) OEM und (1) DOEM bei t* = 150
in der xi-r9-Ebene bei 3 = 0.06 m.
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chungsmodell und das Smagorinsky Modell liefern allerdings eine vergleichs-
weise gute Modellierung kleiner Wirbelskalen. Das einfache Eingleichungs-
modell zeigt ein zu dissipatives Verhalten.

Da in den Jetkonfigurationen, die im Anschluss zu diesem Kapitel dis-
kutiert werden, die Anwendung einer durchgehenden Diskretisierung zweiter
Ordnung aus Stabilitatsgriinden nicht moglich ist, wurde fiir diese Untersu-
chungen das Smagorinsky Modell gewahlt, da es in den hier gezeigten Simula-
tionen die Bildung der kleinen Skalen iiberschétzt und somit der numerischen
Dissipation entgegenwirkt.
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6.3 Transkritische Mischung in Einstoffsyste-
men (LN2/GN2)

Zur weiteren Validierung des entwickelten Stromungslosers und zur Untersu-
chung von Realgaseffekten in Reinstoffstromungen wurde eine Jet-Konfigura-
tion simuliert, in der Stickstoff bei anndhernd der kritischen Temperatur
(LN2) in eine Stickstoffumgebung bei Raumtemperatur (GN2) eingespritzt
wird. Die hier untersuchten Testfille wurden von Mayer u.a. (2003) experi-
mentell untersucht.

6.3.1 Testfalle

In den Arbeiten von Mayer u.a. (2003) wurde eine Vielzahl an unterschied-
lichen Kombinationen von Einspritztemperatur und -geschwindigkeit sowie
Kammerdruck durchgefithrt. Hieraus wurden zwei Testfélle ausgesucht, die
bei einem tiberkritischen Druck von 39.7 bar ausgefiithrt wurden. Beide Kon-
figurationen unterscheiden sich hauptsachlich in der Einspritztemperatur.
Diese liegt im ersten Fall, der in den Arbeiten von Mayer u.a. (2003) als
Case 03 bezeichnet wird (hier Case B), nur knapp oberhalb der kritischen
Temperatur, gleichzeitig aber auch unterhalb der Pseudo-Siedetemperatur
(T'pb,40=129.53 K). Die Einspritztemperatur der zweiten Konfiguration (Ca-
se 04, hier Case A) liegt hingegen oberhalb von T,. Zusétzlich zu diesen
beiden Testfillen wurde eine dritte Konfiguration (Case C) bei einem hohe-
ren Druckniveau von 59.8 bar untersucht. Diese wurde im zweiten Interna-
tional Workshop on Rocket Combustion Modelling (Telaar u.a., 2001) als
Testfall RCM-1B veroffentlicht. Die Bedingungen fiir diesen Testfall liegen
wie in Case B so, dass die iiberkritische Einspritztemperatur unterhalb der
Pseudo-Siedetemperatur T, 60=139.06 K liegt.

Alle drei Einspritzzustinde sowie die Umgebungsbedingungen sind in Ab-
bildung 6.14 in ein p-T- und ein ¢,-T-Diagramm sowie in ein p-7- und ein
N-T-Diagramm eingezeichnet. Die Einspritzbedingungen fiir Case B und Ca-
se C fithren zu einem sehr hohen Dichteverhéaltnis von 9.4 bzw. 7.2 zwischen
Jet und Umgebung. Gleichzeitig muss der kalte Stickstoff bei der Vermi-
schung mit der Umgebung einen Bereich mit hoher spezifischer Warmeka-
pazitit tiberwinden, da die Einspritztemperatur unterhalb 7', liegt. Die In-
jektionsbedingungen fiir Case A liegen hier bereits weit jenseits dieses c,-
Maximums, nahezu im idealen Bereich, und fithren zu einem Dichteverhaltnis
von lediglich 3.8.

Weiter liegen fiir Case B und C die Viskositat des kalten Stickstoff-Jets
deutlich oberhalb der des umgebenden Fluids. Uber den Erwirmungspro-
zess hinweg durchlauft die Viskositét in beiden Fallen ein Minimum, was die
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Abbildung 6.14: Thermodynamische Eigenschaften von LN2 und GN2 fiir
Case A, B und C, berechnet aus der gewahlten thermodynamischen Model-
lierung.

Reibungseftekte zwischen Umgebung und Jet verkleinert und somit dem Auf-
brechen des dichten Strahls entgegenwirkt. In Case A ist die Viskositiat im
Jet kleiner als die des umgebenden Fluids und steigt tiber den Erwarmungs-
prozess stetig an, so dass hier dem Strahlzerfall nichts entgegen wirkt. Auch
die Warmeleitfahigkeit in Case B und C hemmt die Erwarmung des kalten
Stickstoffs. Hier wird iiber den Aufheizungsprozess ebenfalls ein Minimum
durchlaufen. Dies wirkt wie eine Ddmmschicht um den kalten Jetkern und
hindert damit den Strahlzerfall. In Case A steigt A’ stetig mit der Tempera-
tur, so dass das Aufbrechen des Stickstoffjets nicht gehemmt wird.

Anhand dieser Testfélle soll der entwickelte CFD-Léser fiir trans- und
iiberkritische Jetstromungen validiert werden.

Die experimentelle Mischkammer ist ein Rohr mit einem quadratischen
Querschnitt von 60x60 mm und ca. einem Meter Lange. Der Injektor hat
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Abbildung 6.15: Modellierte Kammergeometrie.

einen Durchmesser von 2.2 mm und eine Lange, die ein voll ausgebildetes
turbulentes Rohrprofil am Injektoraustritt sicher stellt.

Die numerische Konfiguration fiir die Jetsimulationen wurden entspre-
chend Schmitt u.a. (2009b) gewéhlt (Figure 6.15). Der Injektordurchmesser
ist identisch zum Experiment. Die Mischkammer wurde als rotationssymme-
trisch angenommen. Hier wurde ein Durchmesser von 122 mm gewéhlt. Die
Kammerlange wurde auf 250 mm festgelegt. Die gesamte Kammer wurde mit
einem blockstrukturierten Gitter mit einer Netzgrofie von insgesamt 1.7 Mil-
lionen Zellen aufgelost. Das Netz wurde in der Injektorumgebung verfeinert.
Die Gitterweite im Bereich der Einspritzung liegt zwischen 0.1 mm und 0.15
mm.

Tabelle 6.5 fasst die Anfangs- und Randbedingungen der durchgefiihr-
ten Simulationen zusammen. Zu Beginn der Simulation ist die Kammer mit
Stickstoff bei Umgebungsbedingungen (298 K, 39.7 bar bzw. 59.8 bar) gefiillt.
Am FEinlass wurden eine konstante Temperatur entsprechend Tabelle 6.5 und
ein transientes voll turbulentes Geschwindigkeitsprofil, das im Vorfeld aus ei-
ner turbulenten Rohrstromung extrahiert wurde, vorgegeben. Die Stirnseite
der Kammer wurde als adiabate Wand angenommen und den aufleren Kam-
merwéinden wurde eine konstante Temperatur von 298 K aufgepragt. Am
Auslass wurde eine Randbedingung gewéhlt, die je nach Strémungsrichtung
zwischen Einlass- und Auslassrandbedingung unterscheidet. Im Falle einer
Auslassrandbedingung wurde ein konstanter Druck von 39.7 bar / 59.8 bar
vorgegeben. Bei einer Riickstromung ins Rechengebiet wurde eine Einlassge-
schwindigkeit von 0 m/s gewahlt, um numerische Fehler zu vermeiden.

Fiir die Modellierung der thermodynamischen Eigenschaften sowie der
Transportgrofien wurde, wie in den Grundlagen beschrieben, die volumenkor-
rigierte Peng-Robinson Zustandsgleichung in Kombination mit den Chung-
Korrelationen verwendet. Als Turbulenzmodell wurde das Smagorinsky-Modell
verwendet.
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Tabelle 6.5: Anfangs- und Randbedingungen fiir trans- und tberkritische
Jetstromungen.

Testfalle Case A Case B Case C
Einspritzgeschwindigkeit, m/s 5.4 4.9 5.47
Einspritztemperatur, K 137 126.9 128.7
Kammerdruck, bar 39.7 39.7 59.8
Kammertemperatur, K 298 298 298

Wie bereits im vorhergehenden Kapitel erwahnt ist es aus Stabilitatsgriin-
den nicht moglich fiir diese Untersuchungen durchgehend eine Diskretisierung
zweiter Ordnung zu verwenden. Hier wurde fiir die zeitliche Diskretisierung
ein Riickwéarts-Euler-Verfahren erster Ordnung gewéhlt. Die Diskretisierung
im Raum erfolgte durchgehend tiber ein van Leer Schema, das je nach Stei-
gung der Gradienten im Stromungsfeld zwischen erster und zweiter Ordnung
interpoliert.

Abweichend zum in den Grundlagen beschriebenen PISO-Verfahren fiir
reale Gase wurde fiir die hier gezeigten Ergebnisse bei der Linearisierung
der Zustansgleichung anstelle der isenthalpen Kompressibilitit die Anderung
der Dichte in Abhéanigkeit des Druckes bei konstanter Temperatur berechnet
(Jarczyk u. Pfitzner, 2012). Fiir vergleichsweise geringen Dichteverhéltnisse,
wie sie im hier vorgestellten Testfall auftreten, hat dies weder Auswirkungen
auf die numerische Stabilitdt noch auf das Simulationsergebnis (vergleiche
Mueller u.a. (2013)).

6.3.2 Ergebnisse

Abbildung 6.16 zeigt den Dichtegradienten auf einer Schnittebene durch das
dreidimensionale Rechengebiet. Zusétzlich ist hier eine Isoflache der mitt-
leren Dichte pis = 0.5 * (pinj + poo) cingetragen. Dies ermdglicht es, das
Transitionsverhalten und den Strahlzerfall des tiberkritischen Jets genauer
zu betrachten. Direkt nach dem Injektoraustritt sind beide Jets noch kaum
von turbulenten dufleren Einfliissen beeintrichtigt und die Oberfliche des
dichten Kerns ist noch sehr glatt. Weiter stromab werden die Jets durch
koharente Strukturen auf der Auflenseite des Jets destabilisiert, was letzt-
lich zum Strahlzerfall und zur Mischung des kalten Fluids mit der warmen
Stickstoff-Umgebung fithrt. Wie oben bereits gezeigt wurde, ist das Dichte-
verhéltnis zwischen eingespritzem Stickstoff und Umgebung fiir Case B und
C deutlich hoher als fiir Case A. Je grofler das Dichteverhéltnis zwischen Jet
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und Kammer, umso langer der dichte Kernstrahl. Ein weiterer Effekt, der
bei der Mischung im transkritischen Bereich auftritt, ist das Ablosen kleiner
Gebiete des dichten Mediums, die anschlieend aufgewérmt werden und sehr
langsam mit dem warmen Umgebungsfluid mischen. Dies kann auch in den
hier durchgefithrten Simulationen beobachtet werden.

Die Turbulenzentwicklung wird offensichtlich durch den grofieren Dichte-
gradienten behindert und die Mischungseffizienz deshalb geringer. Wie be-
reits erwahnt durchlauft der kalte Stickstoff fiir Case B und C beim Aufwar-
men einen Pseudo-Siedepunkt. Dies wirkt zusétzlich dem Warmeeintrag in
den kalten Jet entgegen und fithrt damit zu einem verspateten Aufbrechen.
Diese Ergebnisse decken sich sehr gut mit den Arbeiten von Schmitt u. a.
(2010).

Abbildung 6.17 (oben) zeigt einen Plot des Dichtegradienten auf einer
Schnittebene durch das Simulationsgebiet. Erwartungsgeméf entsteht durch
die starke initiale Dichteschwankung zwischen dem eingespritzten und dem
umgebenden Fluid ein sehr hoher Dichtegradient am Ubergang zwischen kal-
tem Jet und warmer Umgebung. Wie die Isoflichen in Abbildung 6.16 er-
moglichen diese Gradientendarstellungen eine Untersuchung des Aufbruchs-
verhaltens des dichten Jets.

Nahe des hohen Dichtegradienten treten starke Anisotropien in der Tur-
bulenz auf, wobei Wirbel integraler Langenskalen flach gedriickt werden und
die vertikale Komponente der turbulenten kinetischen Energie in ihre hori-
zontale Komponente transferiert wird (Zong u. a., 2004). Die Dichteverteilung
unterdriickt somit die radialen Geschwindigkeitsfluktuationen im Stromungs-
feld und hemmt somit das Aufbrechen des Jets (Zong u. Yang, 2006). Dies
spiegelt sich auch in den hier gezeigten Ergebnissen fiir Case A, B und C
wieder.

Direkt nach dem Injektoraustritt ist die Trennlinie zwischen kaltem Jet
und warmer Umgebung eine sehr scharfe Kante, die von turbulenten Struk-
turen der Einlassrandbedingung und der aufleren Stromung nur leicht gewellt
wird. Diese Kante wird langsam instabil und fangt an sich zu einer Folge von
Ringwirbeln aufzurollen. Noch weiter stromab schlagt die Stromung dann in
einen voll turbulenten Zustand um. Wie oben bereits erwahnt, widerstehen
die transkritischen Jets der Turbulenz deutlich langer als der tiberkritische.
Der scharfe Dichtegradient wird deutlich weiter stromauf von der Turbulenz
gestort und rollt sich somit frither auf. Auch der vollstindige Strahlzerfall
erfolgt deutlich schneller.

Abbildung 6.18 zeigt die instantane Verteilung des Kompressibilitatsfak-
tors Z;y im Stromungsfeld. Dieser misst die Abweichung vom idealen Fluid-
verhalten (Z;z=1). Case B und C zeigen mit einem Wert von 0.257 bzw.
0.322 im kalten Stickstoffstrahl stark ausgepragte Realgaseigenschaften. Ca-
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Abbildung 6.16: Vergleich instantaner Dichte Isoflichen fiir p; /o = 0.5% (pinj+
Poo) -

se A liegt mit einem Wert von 0.583 deutlich ndher am idealen Gas. Wenn
das eingespritze Fluid sich mit der Umgebung mischt, ndhert sich der Kom-
pressibilitatsfaktor sehr schnell einem Wert von Z;;=1 an.

Wie bereits oben erwdahnt, zeigen sich diese Realgaseigenschaften sehr
deutlich in der Verteilung der spezifischen Warmekapazitat c, im Strémungs-
feld (Abb 6.19). Fiir Case B und C zeigt sich im Gegensatz zu Case A am
Rand des kalten Jets sehr deutlich ein Maximum in der Warmekapazitét.
Dieses ist fiir Case B deutlich starker ausgeprégt als fiir Case C, da ersterer
naher am kritischen Punkt liegt, in dem die Wéarmekapazitit einen Pol auf-
weist. Je weiter man sich hiervon entfernt umso geringer ist die Auspragung



106 6. ERGEBNISSE - CFD

$ $ S

vl [kg/m'] o s ~
mm =
g I Case A
4
r o
4
-8

0 10 20 30 40 50 60 mm

0 10 20 30 40 50 60 mm

Abbildung 6.17: Instantane Verteilung des Betrags des Dichtegradienten fiir
Case A, B und C.

dieses Maximums. Aus Abbildung 6.19 wird deutlich, dass der gesamte dichte
Ny-Kern mit einem Bereich hoher spezifischer Warmekapazitat umschlossen
ist, was den Wérmeeintrag aus der Umgebung hindert.

Abbildung 6.20 zeigt die Warmeleitfahigkeit im instantanen Stromungs-
feld fiir Case A, B und C. Auch hier kann das oben beschriebene Verhalten
beobachtet werden. Fir Case B und C durchlauft A am Rand des dichten
Kerns ein Minimum. Fiir Case A kann dies nicht beobachtet werden. Auch
diese Besonderheit in den thermodynamischen Fluideigenschaften hemmt den
Wairmeeintrag in den kalten Jet und wirkt somit dem Strahlzerfall entgegen.
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Abbildung 6.18: Instantane Verteilung des Kompressibilitatsfaktors fiir Case
A, B und C.

Wie oben bereits erwahnt, wirkt der starke Dichtegradient der Turbulen-
zentwicklung und vor allem der Bildung radialer Geschwindigkeitsfluktuatio-
nen entgegen. Dies zeigt sich sehr deutlich in der Verteilung der Wirbelstarke
um das Stromungsfeld (Abb. 6.21). Diese ist fiir Case A entlang des Jetkerns
deutlich starker ausgepragt als fiir Case B und C.

Zur Validierung des hier entwickelten Simulationsverfahrens kénnen axia-
le Dichteverteilungen herangezogen werden die in Mayer u.a. (2003) und
Telaar u.a. (2001) veréffentlicht wurden. Diagramm 6.22 vergleicht die expe-
rimentellen Daten fiir Case 3 und 4 aus Mayer u.a. (2003) mit den Simula-
tionsergebnissen fiir Case A und B. Die Abbildung auf der linken Seite zeigt
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Abbildung 6.19: Instantane Verteilung der spezifischen Warmekapazitéit bei
konstantem Druck fiir Case A, B und C.

die experimentellen und numerischen Dichteverteilungen fir Case B. Fiir die-
se transkritische Finspritzung wird das Experiment durch die LES sehr gut
wiedergegeben. Lediglich wahrend des Dichteabfalls gibt es eine kleine Ab-
weichung. Die LES fiir Case A steht in perfekter Ubereinstimmung zu den
experimentellen Daten (Abb. 6.22 (rechts)).

Abbildung 6.23 vergleicht die radialen Dichteverteilungen fiir Case C bei
x/d=5 (links) und x/d=25 (rechts). Die gemessenen Profile fallen auf Grund
des Messverfahrens auf der rechten Seite der Diagramme zu weit ab (Mayer
u.a., 2003), so dass in diesem Bereich Abweichungen zwischen Experiment
und Simulation unerheblich sind. Bei z/d=5 fallt die Dichte im Experiment
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Abbildung 6.20: Instantane Verteilung der Warmeleitfahigkeit fiir Case A, B
und C.

ein wenig flacher ab als in der Simulation. Generell ist die Ubereinstimmung
gemessener und simulierter Daten qualitativ wie quantitativ sehr gut. Bei
x/d=25 wird das Experiment durch die Simulation exakt wiedergegeben.

6.3.3 Zusammenfassung

Die thermodynamischen Eigenschaften realer Gase und deren Auswirkungen
auf das Stromungsfeld konnten in der Simulation sehr gut abgebildet werden.

Die experimentellen Daten die zur Validierung der simulierten Jetstro-
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Abbildung 6.21: Instantane Verteilung der Wirbelstarke fiir Case A, B und
C.

mungen zur Verfiigung stehen, konnten durch den neu entwickelten Realgas-
CFD-Loser sehr gut wiedergegeben werden.
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Abbildung 6.22: Validierung der axialen Dichteverteilung mit experimentellen
Daten (Mayer u.a., 2003) fiir Case B (links) und Case A (rechts).
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Abbildung 6.23: Validierung der radialen Dichteverteilung mit experimentel-
len Daten (Telaar u.a., 2001) fiir Case C.
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6.4 Transkritische Mischung in Mehrstoffsys-
temen (LOx/GH2)

Fir inerte Koaxialstromungen von Wasserstoff und Sauerstoff gibt es bis
heute keine quantitative Validierungsgrundlage. Zur Untersuchung von Re-
algaseffekten in Mehrstoffstromungen und zur Uberpriifung des Loserverhal-
tens bei Raketenbrennkammerbedingungen wurde eine Konfiguration ent-
sprechend dem Mascotte Testfall A-60 (Habiballah u. Zurbach, 2001; Can-
del u.a., 1998) untersucht. Hier werden Wasserstoff und Sauerstoff koaxi-
al in eine Umgebung hohen Drucks eingespritzt. Die Einspritztemperatur
von Sauerstoff liegt hierbei deutlich unterhalb der kritischen Temperatur, so
dass transkritische Einspritzbedingungen vorherrschen. Wasserstoff wird bei
Raumtemperatur in die Brennkammer eingebracht, so dass er sich von An-
fang an im tberkritischen Zustand befindet. In diesem Kapitel soll gezeigt
werden, dass der neu entwickelte Realgas-Loser in der Lage ist, Stromun-
gen bei diesen extremen Bedingungen zu berechnen. Dariiber hinaus sollen
auf Basis der generierten Ergebnisse iiberkritische Mischungsphdnomene un-
tersucht werden. Fir die simulierte inerte Mischung gibt es bis heute keine
Validierungsdaten, da sie weder experimentell noch iiber eine direkte nume-
rische Simulation untersucht wurde.

6.4.1 Testfall

Die Randbedingungen fiir die Simulation wurden wie in Kapitel 6 an die 'Pro-
ceedings zum 2nd International Workshop on Rocket Combustion Modelling’
angelehnt (Habiballah u. Zurbach, 2001). Die in diesem Kapitel gezeigten Si-
mulationen beschranken sich jedoch auf den Betriebspunkt A-60 (Candel
u. a., 1998) des Mascotte-Priifstandes V03. Fiir die genaue Beschreibung des
Testfalls sei auf Kapitel 6.1.1 verwiesen. Die Randbedingungen, die sich aus
den Messungen fiir den simulierten Testfall ergeben, sind in Tabelle 6.6 zu-
sammengefasst.

Beide Einspritzbedingungen und die Mischungseigenschaften bei einer Zu-
sammensetzung von Yoo = 0.95 und Yzo = 0.05 sind in Abbildung 6.24 in
ein p-T- und ein c¢,-T-Diagramm sowie ein p-7- und ein N-T-Diagramm
eingezeichnet. Die Einspritzbedingungen fiithren zu einem sehr hohen Dich-
teverhéltnis zwischen Wasserstoff und Sauerstoff von ca. 250. Dies stellt in
Kombination mit der Scherstromung durch die stark unterschiedlichen Ein-
spritzgeschwindigkeiten eine grofle Herausforderung fiir das numerische Lo-
sungsverfahren dar. Die spezifische Warmekapazitat eines Reinstoffes weist
im Uberkritischen bei der Pseudo-Siedetemperatur T}, ein Maximum auf.
Hierbei kann 7', fiir einen bestimmten Druck durch eine Extrapolation der
Dampfdruckkurve iiber den kritischen Punkt hinaus bestimmt werden. Bei
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Tabelle 6.6: Randbedingungen fiir die Simulation der transkritischen Mi-
schung von Wasserstoff und Sauerstoff in Anlehnung an den Mascotte-Testfall
A-60.

Betriebszustand H2 02
Druck [bar] 60 60
Temperatur [K] 287 85

Geschwindigkeit [m/s] 250 5

der Mischung von zwei Spezies ergibt sich je nach Zusammensetzung ein kri-
tischer Punkt der Mischung. Die kritische Temperatur der Mischung verlauft
hierbei streng monoton mit der Konzentration der Reinstoffdaten. Selbiges
gilt deshalb auch fiir die Pseudo-Siedetemperatur und mit ihr fir das Maxi-
mum in der spezifischen Wéarmekapazitiat. Dies kann auch in Abbildung 6.24
beobachtet werden. Der kalte Sauerstoff muss bei der Vermischung und Er-
warmung diesen Bereich hoher spezifischer Warmekapazitat iiberwinden, was
der Erwarmung des kalten Sauerstoffs entgegenwirkt.

Neben dem hohen Dichteverhaltnis und der Barriere in der Warmeka-
pazitdt hemmen auch Viskositdt und Wéarmeleitfihigkeit die Mischung. Aus
Abbildung 6.24 (links unten) wird deutlich, dass der sehr zidhe Sauerstoff in
eine Umgebung geringer Viskositéit eingespritzt wird, so dass vergleichswei-
se geringe Reibungseffekte an der Oberfliche des dichten Kerns auftreten.
Gleichzeitig durchliuft die Warmeleitfihigkeit an der Mischungsebene ein
Minimum, was den Wérmeeintrag in den kalten Sauerstoffkern hemmt.

Die numerische Konfiguration fiir die erste inerte Jetsimulation wurde im
Vergleich zum Experiment deutlich vereinfacht (Figure 6.15). Die detaillierte
Injektorgeometrie wurde vernachlassigt und die Einlassrandbedingung direkt
am Kammereintritt vorgegeben. Die Brennkammer wurde als rotationssym-
metrisch mit einem Durchmesser von 50 mm angenommen und die Kam-
merldnge auf 75 mm festgelegt. Die modellierte Kammer wurde mit einem
strukturierten Hexaeder-Gitter mit insgesamt 1.5 Millionen Zellen aufgelost.
In der Umgebung des Injektors und speziell in den Scherschichten wurde das
Netz verfeinert, so dass die Gitterweite im Bereich der Einspritzung zwischen
0.1 mm und 0.15 mm liegt.

Die Randbedingungen wurden entsprechend Tabelle (6.6) gewahlt. Am
Einlass wurde eine konstante Temperatur und eine konstante Geschwin-
digkeit vorgegeben. Auf die Definition eines transienten, voll turbulenten
Geschwindigkeitsprofils wurde hier verzichtet, da dies den Rechenaufwand
enorm reduziert und fiir die generierten Ergebnisse keine Validierungsgrund-
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Abbildung 6.24: Thermodynamische Eigenschaften von Hy und Oy bei 60 bar
und Einspritzbediungung fiir CFD-Simulation, berechnet aus der gewéhlten
thermodynamischen Modellierung.

D,,=5 mm D =50 mm

D,, =10 mm

Abbildung 6.25:

Modellierte Kammergeometrie.
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lage vorliegt, die eine turbulente Randbedingung einfordern kénnte. Die Kam-
merwande wurden als adiabat angenommen. Am Auslass wurde wie bereits
in Kapitel 6.3 eine Randbedingung gewahlt, die je nach Stromungsrichtung
zwischen Einlass- und Auslassrandbedingung unterscheidet. Als Auslassrand-
bedingung wurde ein konstanter Druck von 60 bar vorgegeben. Im Falle einer
Riickstromung ins Rechengebiet wurde eine Einlassgeschwindigkeit von 0 m/s
gewahlt, um numerische Fehler zu vermeiden.

Die thermodynamischen Eigenschaften sowie die Transportgrofien wur-
den, wie in den Grundlagen beschrieben, iiber die Peng-Robinson Zustands-
gleichung in Kombination mit den Chung-Korrelationen modelliert. Letzte-
re wurde hier lediglich fiir die Berechnung der Transporteigenschaften der
Reinstoffe verwendet. Die Mischungseigenschaften wurden daraus tiber eine
Molenbruch-gewichtete Mittelung bestimmt. Der Grund hierfiir ist, dass die
von Chung vorgeschlagene Mischungskorrelation fiir bestimmte Zusammen-
setzungen von Hy und Oy negative Werte fiir Viskositdt und Warmeleitfa-
higkeit liefert, was weder realistisch noch der Loserstabilitat dienlich ist. Als
Turbulenzmodell wurde das Smagorinsky-Modell verwendet.

Wie bereits in den vorhergehenden Kapiteln erwéihnt, ist es aus Griinden
der numerischen Stabilitdt nicht moglich, fiir diese Untersuchungen durch-
gehend eine Diskretisierung zweiter Ordnung zu verwenden. Fiir die zeitli-
che Diskretisierung wurde ein Riickwérts-Euler-Verfahren erster Ordnung ge-
wahlt. Die Diskretisierung im Raum erfolgte durchgehend tiber ein MUSCL-
Schema, das je nach Steigung der Gradienten im Stromungsfeld zwischen
erster und zweiter Ordnung interpoliert. Lediglich die konvektiven Terme in
der Enthalpie- und Speziesgleichung mussten aus Griinden der Stabilitat mit
einem upwind-Schema erster Ordnung diskretisiert werden.

6.4.2 Ergebnisse

Erwartungsgeméf zeigt sich ein sehr hoher Dichtegradient am Ubergang zwi-
schen kaltem Sauerstoff-Jet und koaxialem, warmen Wasserstoff-Jet (Abb. 6.26).
Ein weiterer Bereich eines erhohten Dichtegradienten befindet sich im Bereich
zwischen Wasserstoffjet und umgebender Mischung. Diese Gradientendarstel-
lung ermoglicht eine Untersuchung des Strahlzerfalls des dichten Jets.

Die Trennlinien zwischen Sauerstoff und Wasserstoff sowie Wasserstoff
und Umgebung unterscheiden sich hier deutlich. Letztere ist direkt nach dem
Injektoraustritt eine sehr scharfe Kante, die von der dufleren Stromung nur
leicht gewellt wird. Diese Kante wird langsam instabil und féngt, wie im Fal-
le des Stickstoffjets in Kapitel 6.3, an, sich zu einer Folge von Ringwirbeln
aufzurollen. Noch weiter stromab schligt die Stromung dann in einen voll
turbulenten Zustand um. Im Gegensatz zur Umgebung bietet der sehr dichte
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Abbildung 6.26: Instantane Verteilung des Betrags des Dichtegradienten.

und zéhe Sauerstoff der Wasserstoffstromung wenig Angriffsfliche zur Sto-
rung der Oberflache. Der Dichtegradient weitet sich zwar stromab immer wei-
ter auf, die Mischung zwischen Wasserstoff und Sauerstoff erfolgt jedoch erst
dann, wenn letzterer durch Erwarmung eine geringere Dichte angenommen
hat. Dies zeigt sich deutlich darin, dass aulerhalb des kalten Sauerstoff-Jets,
auf der Oberflache des starken Dichtegradienten Verwirbelungen mit einem
deutlich kleineren |Vp| auftreten, die sich mit dem Wasserstoff mischen.

Abbildung 6.27 zeigt die instantane Verteilung des Kompressibilitatsfak-
tors Z;q im Stromungsfeld. Sauerstoff zeigt mit einem Wert von 0.167 im kal-
ten Jet stark ausgepriagte Realgaseigenschaften, Wasserstoff hingegen liegt
mit einem Wert nahe 1 im Bereich eines idealen Gases. Auflerhalb des dich-
ten Kerns nahert sich der Kompressibilitdtsfaktor sehr schnell einem Wert
von Z;=1 an.

Diese Realgaseigenschaften zeigen sich in der Verteilung der spezifischen
Wérmekapazitit ¢, im Stromungsfeld (Abb 6.28). Hier kann am Rand des
kalten Jets sehr deutlich das oben beschriebene Maximum in der Warmeka-
pazitit beobachtet werden. Der gesamte dichte Oy-Kern ist mit einem Bereich
hoher spezifischer Wéarmekapazitiat umschlossen, was den Warmeeintrag aus
der Umgebung hemmt.

Abbildung 6.29 zeigt die Warmeleitfihigkeit im instantanen Stromungs-
feld. Wie bereits oben beschrieben durchlduft A’ am Rand des dichten Kerns
ein Minimum. Auch diese Besonderheit in den thermodynamischen Fluidei-
genschaften wirkt dem Warmeeintrag in den kalten Jet entgegen und hemmt
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Abbildung 6.27: Instantane Verteilung des Kompressibilitdtsfaktors.
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Abbildung 6.28: Instantane Verteilung der spezifischen Warmekapazitéit bei
konstantem Druck.

somit den Strahlzerfall.

Das Q-Kriterium (Hunt u.a., 1988) dient zur Darstellung der Wirbel-
strukturen im Stromungsfeld. Abbildung 6.30 (oben) zeigt eine Isoflache von
Q, eingeférbt in der Wirbelstirke w. Am Injektoraustritt konnen hier sehr
deutlich die ringférmigen Wirbelstrukturen beobachtet werden, die durch die
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Abbildung 6.29: Instantane Verteilung der Warmeleitfahigkeit.

Reibung des Wasserstoffjets mit der Umgebung entstehen. Weiter stromab
zerfallen diese Wirbelringe in immer kleiner Strukturen, bis sich ein hochtur-
bulentes Stromungsfeld einstellt.

Abbildung 6.30 (unten) zeigt eine Isofliche der Dichte bei p=30 kg/m3.
In diesem Zustand ist der kalte Kernstrahl schon sehr weit aufgeheizt und
wird deshalb durch die turbulente Umstromung stark beeinflusst. Auch hier
zeigt sich, dass sich grofere, dichte Pakete vom kalten Kernstrahl ablosen, die
anschliefend mit der Stréomung transportiert werden und sich dabei langsam
aufheizen.

Um einen spateren Vergleich mit experimentellen oder numerischen Fr-
gebnissen zu vereinfachen, sind in Abbildung 6.31 radiale und axiale Profile
fir die mittlere Dichte, die Temperatur sowie die thermische Diffusivitit der
Enthalpie X' /¢, dargestellt.

6.4.3 Zusammenfassung

Die hier diskutierten Ergebnisse zeigen, dass der neu entwickelte Realgasloser
grundsatzlich in der Lage ist, koaxiale Jetstromungen bei sehr hohen Dichte-
und Geschwindigkeitsverhéltnissen zwischen kalter Kernstromung und war-
mer Umstromung, entsprechend den real auftretenden Bedingungen in Ra-
ketenbrennkammern, zu berechnen.

Die thermodynamischen FEigenschaften realer Gase und deren Auswir-
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Abbildung 6.30: Isoflache des Q-Kriteriums @=1e-9 (oben) und Isofliche der
Dichte p=30kg/m? (unten).

kungen auf das Stromungsfeld konnten in der gezeigten Simulation sehr gut
abgebildet werden.

Eine Validierung der gezeigten Ergebnisse war auf Grund fehlender Re-
ferenzdaten jedoch nicht moglich.
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Abbildung 6.31: Axiale (links) und radiale (rechts) Profile der mittleren Dich-
te (oben) und Temperatur (mitte) und der mittleren thermischen Diffusivitét
der Enthalpie (unten) fiir den inerten Mascotte-Testfall.



Kapitel 7

Zusammenfassung und Ausblick

Die vorliegende Arbeit beschéftigt sich mit der Entwicklung eines Verfahrens
fir die numerische Stromungssimulation unter Berticksichtigung von Real-
gaseinfliissen zur Berechnung von Raketenbrennkammerstromungen.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden mehrere Zustandsgleichungen fir rea-
le Gase auf ihre Genauigkeit bewertet, um eine geeignete Modellierung fiir
die Implementierung in den Simulationscode OpenFOAM zu wahlen. Wie
bereits oben erwéhnt, lag der Fokus hierbei auf den kubischen Zustandsglei-
chungen, da diese einen guten Kompromiss zwischen numerischem Aufwand
und Genauigkeit darstellen. Die beste Modellierung unter den untersuchten
Zustandsgleichungen bietet die volumenkorrigierte Peng-Robinson Gleichung
von Harstad u.a. (1997). Auf Basis der ausgewahlten Gleichung wurde eine
konsistente, thermodynamische Modellierung fiir die SchlieBung des verwen-
deten druckbasierten Losungsverfahrens hergeleitet. Fiir die Berechnung von
Mischungseigenschaften wurde auf das erweiterte Korrespondenzprinzip zu-
riickgegriffen, wonach sich eine Mischung bei einer bestimmten Zusammen-
setzung wie ein Reinstoff verhalt. Hierbei werden Mischungseffekte wie eine
iberkritische Zweiphasenbildung vernachlassigt.

Um mogliche Modellierungsfehler abschétzen zu kénnen, wurden diese
Phénomene gesondert untersucht. Hierfiir wurde einerseits das Phasengleich-
gewicht im Uberkritischen fiir die untersuchten Stoffkombinationen berech-
net, um festzustellen, ob ein Phasenzerfall generell stattfinden kann und
andererseits die homogene Nukleationsrate bestimmt, die die tatsachliche
Nukleationsneigung bei gegebenen Umgebungsbedingung ausdriickt. Je ho-
her die Nukleationsneigung, desto grofler ist die Wahrscheinlichkeit, dass
bei der Mischung in einer transienten Stromung Kondensation auftritt. Fiir
Wasserstoff /Sauerstoff-Mischungen bei Raketenbrennkammerbedingungen zeigt
sich, dass im Gleichgewichtszustand eine Phasentrennung stattfinden muss.
Da gleichzeitig die Nukleationsneigung sehr hoch ist, kann davon ausgegan-
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gen werden, dass auch im Nichtgleichgewicht der transienten Mischung Kon-
densation auftritt. Auf Grund des damit verbundenen numerischen Aufwands
konnten diese mehrphasigen Mischungseffekte in den hier gezeigten Simula-
tionen jedoch nicht berticksichtigt werden.

In einem ersten Schritt wurde versucht, mittels eines RANS-Verfahrens
die Stromung in Hochdruck-Raketenpriifstand Mascotte VO3 zu reproduzie-
ren. Hierfiir wurden die entwickelte Thermodynamik in den kommerziellen
Stromungsloser ANSYS-CFX implementiert und zwei unterschiedliche Test-
félle simuliert, zu denen qualitative Messergebnisse der Flammenform vorlie-
gen. Die experimentellen Ergebnisse konnten durch die Simulation nur teil-
weise wiedergegeben werden, da die Flammenform generell richtig vorherge-
sagt wurde, die radiale und axiale Ausdehnung jedoch deutlich tiberschétzt
wurde. Eine Variation der Turbulenzmodellierung zeigte eine sehr starke Mo-
dellabhéngigkeit der Simulationsergebnisse. Dies steht dem Ziel der Entwick-
lung eines pradiktiven Simulationsverfahrens entgegen, so dass auf Grund
dieser Erkenntnisse zu einer LES-Modellierung iibergegangen wurde.

Basis des neu entwickelten Realgas-LES-Verfahrens ist der frei zugéing-
liche Stromungsloser OpenFOAM (Version 1.6.1, rhoReactingFoam). Dieser
druckbasierte Idealgas-Loser wurde um eine konsistente Realgasmodellierung
erweitert. Zur Gewdhrleistung eines stabilen Loserverhaltens wurde zusatz-
lich das numerische Verfahren an die fir die Modellierung realer Gase not-
wendige nicht-lineare Thermodynamik angepasst.

Der entwickelte Stromungsloser wurde anschliefend an den verfiigbaren
Ergebnissen aus experimentellen und DNS Untersuchungen validiert. Eine
erste Aussage iiber die Funktionalitit des Losers sowie iiber die Giite der vor-
handenen Feinstrukturmodelle konnte mittels der Simulation einer transitio-
nellen Wasserstoff/Sauerstoff-Scherschicht getroffen werden (Okong’o u.a.,
2002). Hier zeigte sich zum einen, dass die Ergebnisse einer gefilterten Referenz-
DNS bei geniigend feiner Auflosung nahezu exakt wiedergegeben werden.
Dies bedeutet, dass die dem Realgas-CFD-Code zu Grunde liegende Nume-
rik grundséatzlich korrekt ist. Dartiber hinaus konnte gezeigt werden, dass
in OpenFOAM das dynamische Eingleichungsmodell sowie das Smagorins-
ky Modell eine sinnvolle Vorhersage der kleinskaligen Turbulenzproduktion
liefern.

Aufbauend auf diesen grundlegenden Untersuchungen wurde der Realgas-
Loser an experimentellen Ergebnissen eines transkritische Stickstoffjets va-
lidiert (Mayer u.a., 2003; Telaar u.a., 2001). Hierbei wurden drei Konfi-
gurationen bei unterschiedlichen Temperaturen und zwei unterschiedlichen
Druckniveaus untersucht, fiir die zum einen radiale und zum anderen axiale
Dichteprofile gemessen wurden. Anhand der dabei gewonnenen Ergebnisse
konnten der tiberkritische Strahlzerfall und die thermodynamischen Mecha-
nismen, die diesen beeinflussen, genauer untersucht werden. Es zeigt sich
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ein deutlicher Einfluss der thermodynamischen Eigenschaften auf den Zerfall
des dichten Kernstrahls. In den untersuchten Testfallen steigt die Lange des
dichten Kerns mit dem Dichteverhaltnis zwischen Umgebung und Kernstrahl.
Die experimentellen Ergebnisse werden durch die Simulation nahezu perfekt
wiedergegeben.

Die untersuchten Testfille liegen beide sowohl in den Unterschieden der
Dichte als auch der Geschwindigkeit zwischen den einzelnen Spezies oder dem
Kernstrahl und der Umgebung deutlich unterhalb der Anforderungen, die ei-
ne echte Brennkammerstromung an das Simulationsverfahren stellt. Um si-
cher zu stellen, dass das neu einwickelte Verfahren auch bei diesen Betriebszu-
stdnden in der Lage ist, eine stabile numerische Vorhersage zu treffen, wurde
eine inerte Hy/Oy-Koaxialstromung untersucht, die in ihren Randbedingun-
gen dem Mascotte-Priifstand (Habiballah u. Zurbach, 2001) entspricht. Fiir
die inerte Stromungen dieser oder dhnlicher Konfigurationen liegen derzeit je-
doch weder eine experimentelle noch eine numerische Validierungsgrundlage
vor, so dass die hier gewonnenen Ergebnisse zwar ein Studium der generellen
Stromungsstruktur erméglichen, allerdings keine Aussage tiber ihre tatsich-
liche Giite zulassen. Es zeigt sich, dass mit dem entwickelten Realgas-Loser
eine robuste Berechnung von Stréomungen mit sehr hohen Dichte- und Ge-
schwindigkeitsgradienten realisiert werden kann.

Zur weiteren Validierung inerter Stromungen kann die Hy /Ny Konfigura-
tion von Oschwald u.a. (1999) herangezogen werden. In den dort beschrie-
benen Experimenten wurden quantitative Dichteverteilungen in trans- und
iiberkritische Koaxialstromungen mittels der spontanten Raman-Streuung
untersucht.

Im Rahmen dieser Arbeit war es nicht mehr méglich, den bestehenden
Realgas-LES-Code mit einem geeigneten Verbrennungsmodell zu koppeln,
um tatsdchliche Raketenbrennkammerstromungen zu berechnen und den Va-
lidierungsprozess fiir reagierende Stromungen auszuweiten. Der Grundstein
hierzu wurde jedoch bereits in der Entwicklung eines Flamelet-Verfahrens
unter Beriicksichtigung von Realgaseffekten gelegt (Pohl u.a., 2011b,a).

Wie in den Kapiteln tiber die simulierten Jetkonfigurationen erwéhnt,
war es fiir die gezeigten Ergebnisse nicht moglich, eine durchgéngige Diskre-
tisierung hoherer Ordnung zu wéhlen. Auch wenn die gezeigten numerischen
Ergebnisse bereits in sehr guter Ubereinstimmung zu den verfiigharen experi-
mentellen Daten liegen, so wiirde die Implementierung geeigneter Diskretisie-
rungsverfahren eine noch bessere Abbildung der Turbulenz ermdoglichen und
damit ein genaueres Studium detaillierter Mischungsvorgiange durch kleine
und kleinste turbulente Strukturen zulassen.

In dem entwickelten Stromungsléser werden iiberkritische Nukleationsef-
fekte bislang vernachlassigt. Die genauen Auswirkungen dieser Vereinfachung
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sind jedoch noch unbekannt. Um sicher zu stellen, dass das Stréomungsfeld
durch diese Modellierungsfehler nur unerheblich beeinflusst wird, ist es emp-
fehlenswert, diese Kondensationseffekte voriibergehend in einer Stromungs-