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Vorwort des Herausgebers

Der schnelle technische Fortschritt im Turbomaschinenbau, der durch extreme technische For-
derungen und starken internationalen Wettbewerb geprigt ist, verlangt einen effizienten Aus-
tausch und die Diskussion von Fachwissen und Erfahrung zwischen Universitidten und indu-
striellen Partnern. Mit der vorliegenden Reihe haben wir versucht, ein Forum zu schaffen, das
neben unseren Publikationen in Fachzeitschriften die aktuellen Forschungsergebnisse des In-
stituts fiir Thermische Stromungsmaschinen der Universitit Karlsruhe (TH) einem moglichst
grofBen Kreis von Fachkollegen aus der Wissenschaft und vor allem auch der Praxis zugénglich
macht und den Wissenstransfer intensiviert und beschleunigt.

Flugtriebwerke, stationdre Gasturbinen, Turbolader und Verdichter sind im Verbund mit den
zugehorigen Anlagen faszinierende Anwendungsbereiche. Es ist nur natiirlich, dass die me-
thodischen Losungsansitze, die neuen MeBtechniken, die Laboranlagen auch zur Losung von
Problemstellungen in anderen Gebieten - hier denke ich an Otto- und Dieselmotoren, elektrische
Antriebe und zahlreiche weitere Anwendungen - genutzt werden. Die effiziente, umweltfreund-
liche und zuverlidssige Umsetzung von Energie fiihrt zu Fragen der ein- und mehrphasigen Stro-
mung, der Verbrennung und der Schadstoffbildung, des Wirmeiibergangs sowie des Verhaltens
metallischer und keramischer Materialien und Verbundwerkstoffe. Sie stehen im Mittelpunkt
ausgedehnter theoretischer und experimenteller Arbeiten, die im Rahmen nationaler und inter-
nationaler Forschungsprogramme in Kooperation mit Partnern aus Industrie, Universitdten und
anderen Forschungseinrichtungen durchgefiihrt werden.

Es sollte nicht unerwihnt bleiben, dass alle Arbeiten durch enge Kooperation innerhalb
des Instituts geprigt sind. Nicht ohne Grund ist der Beitrag der Werkstitten, der Technik-,
der Rechner- und Verwaltungsabteilungen besonders hervorzuheben. Diplomanden und Hilfs-
assistenten tragen mit ihren Ideen Wesentliches bei, und natiirlich ist es der stets freundschaft-
lich fordernde wissenschaftliche Austausch zwischen den Forschergruppen des Instituts, der
zur gleichbleibend hohen Qualitdt der Arbeiten entscheidend beitridgt. Dabei sind wir fiir die
Unterstiitzung unserer Forderer aulerordentlich dankbar.

Im vorliegenden Band der Veroffentlichungsreihe wird von Herrn Burger in konsequenter Fort-
fiihrung der bisher geleisteten Arbeiten ein Berechnungsverfahren zur Simulation von insta-
tiondren Zweiphasenstromungen vorgestellt. Grundlegende Mechanismen einer oszillierenden
Zweiphasenstromung werden umfassend untersucht und neue Erkenntnisse im Bereich der in-
stationdren Gemischbildung vorgestellt. Das Berechnungsverfahren wird durch einen neu ent-
wickelten Modellansatz fiir Mehrkomponenten-Kraftstoffe unter Beriicksichtigung der realen
Zustandsdnderungen erginzt. Diese Arbeit liefert somit einen wichtigen Beitrag zur Beschrei-
bung und Auslegung von Brennkammern. Dies ist fiir die schnelle und kostengiinstige Entwick-
lung von Verbrennungsmaschinen entscheidend.

Koln, im Mirz 2005 Sigmar Wittig



Vorwort des Autors

Die vorliegende Arbeit entstand wihrend meiner Tétigkeit am Institut fiir Thermische Stro-
mungsmaschinen der Universitit Karlsruhe (TH) und wurde von der Deutschen Forschungsge-
meinschaft im Rahmen des Graduiertenkollegs ,,Energie- und Umwelttechnik* sowie des euro-
pédischen Forschungsvorhabens ,,CFD for Combustion* finanziell gefordert.

Unserem ehemaligen Institutsleiter Herrn Professor Dr.-Ing. Dr.-Ing. E.h. Dr. hc.mult. Sigmar
Wittig, Vorstandsvorsitzender des Deutschen Zentrums fiir Luft- und Raumfahrt, gilt mein be-
sonderer Dank fiir die Férderung dieser Arbeit und die Ubernahme des Hauptreferates. Nicht
zuletzt danke ich ihm fiir den Freiraum und die Moglichkeit, eigene wissenschaftliche Akzente
zu setzen und zu publizieren.
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konstruktiven Ratschlége.

Meinen Dank richtet sich auch an alle Mitarbeiter des Instituts. Die Gesprichs- und Hilfsbe-
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1 Einleitung

In der Entwicklung moderner Gasturbinen und Fahrzeugmotoren ist die Reduzierung der Schad-
stoffemissionen von entscheidender Bedeutung. Sowohl im Stra3enverkehr als auch in der Luft-
fahrt werden die Schadstoffgrenzwerte kontinuierlich verschirft. In Abbildung 1.1 sind die Ab-
gasgrenzwerte fiir den Straenverkehr und fiir die zivile Luftfahrt dargestellt. Die Entwicklung
der letzten zehn Jahre unterstreicht die hohe Anforderung an die Technik.
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Abb. 1.1: Europidische Abgasgrenzwerte fiir den Otto- und Diesel-Pkw [links], internationale
NOy-Grenzwerte fiir die zivile Luftfahrt (ICAO-Standards) [rechts]

Schadstoffe entstehen zwangslidufig bei der Verbrennung fossiler Kraftstoffe. Kohlendioxid
CO,, Kohlenmonoxid CO, Stickoxide NOy, unverbrannte Kohlenwasserstoffe CyHy und Ruf}
tragen hierbei den Hauptanteil. Wihrend Kohlendioxid lediglich iiber den Kraftstoffverbrauch
reduziert werden kann, ist die Entstehung von CO, NOy, CxHy und Rufl von der Gemischbil-
dung und dem Reaktionsverlauf abhingig. Neue Verbrennungskonzepte haben ein grofles Po-
tential im Hinblick auf die Reduktion der letzteren Schadstoffe. Besonders in der Luftfahrt ist
die Optimierung der Verbrennung entscheidend. Wihrend beim Pkw eine Abgasnachbehand-
lung durchgefiihrt werden kann, ist dies bei einem Strahltriebwerk problematisch.

Ein geringer Kraftstoffverbrauch wird nicht nur wegen der Reduzierung des CO,-Ausstof3es
von der Gesellschaft gefordert, auch die Einsparung von Ressourcen ist ein wichtiges The-
ma. Somit ist ein guter thermischer Wirkungsgrad bei der Entwicklung von Brennkammern
das oberste Ziel. Dies erfordert eine hohe Prozesstemperatur, die durch die Verbrennung er-
zielt werden muss. Die maximale Brennkammertemperatur wird durch die Werkstoffkennwerte
der Bauteile und nicht zuletzt durch die NOx-Emission vorgegeben, denn die Bildungsrate der
Stickoxide steigt mit der Temperatur exponential an. Ein hoher thermischer Wirkungsgrad ist
somit nur iiber eine gleichmiBige Temperaturverteilung in der Brennkammer moglich.

Die Strategie neuester Brennkammerkonzepte basiert auf einer mageren Verbrennung. Ein ma-
geres Gemisch verbrennt bei deutlich niedrigeren Temperaturen. Unter der Voraussetzung einer
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homogenen Gemischbildung kann die Bildung von Stickoxiden entscheidend verringert wer-
den. Dennoch fiihrt ein inhomogenes Gemisch zu lokal heilen Reaktionszonen — eine hohe
NOx-Emission ist die Folge.

Die homogene Gemischbildung fliissiger Kraftstoffe stellt fiir das Ingenieurwesen eine beson-
dere Herausforderung dar. Die Kraftstoffe miissen nicht nur zerstdubt werden, der verdunstende
Spriihstrahl muss sich zudem gleichmiBig in der Brennkammer ausbreiten. Das Auftreten von
Instabilitdten, wie zum Beispiel die Bildung von Wirbeln, kann jedoch zu einer inhomogenen
Kraftstoffverteilung fithren. Die folgende Abbildung 1.2 zeigt die Tropfenverteilung in einer
Gasturbinen-Brennkammer. Der Spriihstrahl wurde bei diesem Beispiel mit einem ,,Airblast-
Zerstduber* erzeugt, der typischerweise in Gasturbinen eingesetzt wird. Die Funktion dieser
Zerstduber wurde am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen grundlegend untersucht
(Hehle et al., 2002, Maier et al., 1997, Willmann et al., 1997).

Abb. 1.2: Tropfenverteilung in einer Gasturbinen-Brennkammer (Eindiisung von oben) (Hehle
et al., 2002)

Das Bild zeigt deutlich, dass sich Wirbelstrukturen hinter dem Zerstiduber ausbilden, die die
Verteilung der Tropfen maBgeblich beeinflussen. Wihrend sich relativ wenig Tropfen in den
Zentren der Wirbel aufhalten, hat sich eine grolere Anzahl an Tropfen auBlerhalb der Wirbel
angesammelt. Diese Separation und Akkumulation von Tropfen tritt in einer wirbelbehafteten
Zweiphasenstromung hiufig in Erscheinung.

Nicht nur bei der Gasturbine sondern auch beim Ottomotor konnen wirbelbehaftete Zweipha-
senstromungen beobachtet werden. Abbildung 1.3 zeigt eine Direkteinspritzung, die am Institut
fiir Thermische Stromungsmaschinen von Rottenkolber (2001) untersucht wurde. Diese Tech-
nik zdhlt beim Ottomotor zu den neusten Verfahren der inneren Gemischbildung. Durch den
hohen Einspritzdruck wird in der Luftstromung ein Wirbelring induziert. Der Spriihstrahl wird
durch die Wirbel aufgebrochen, was zu einer typisch pilzférmigen Tropfenverteilung fiihrt. Die-



ser Einspritzvorgang zeigt, dass die Entstehung von Wirbeln auch positiv fiir die Gemischbil-
dung sein kann.

Abb. 1.3: Direkteinspritzung im Ottomotor (Rottenkolber, 2001)

Die vorgestellten Beispiele verdeutlichen, dass eine Brennkammer nicht intuitiv entwickelt wer-
den kann. Um die Gemischbildung sinnvoll gestalten zu konnen, miissen samtliche Vorginge in
der Brennkammer bekannt sein.

Obwohl die Anforderungen an die Technik stindig gesteigert werden, erlaubt die heutige Wirt-
schaftslage nur kurze Entwicklungszeiten. Um wirtschaftliche Zyklen zu realisieren, werden
numerische Verfahren eingesetzt, mit denen Brennkammerstromungen schon wihrend der Kon-
struktionsphase berechnet werden konnen. So spielt die exakte, numerische Beschreibung von
technisch relevanten Spriihstrahlen eine entscheidende Rolle. Dennoch ist die zuverlédssige Vor-
hersage aller Phiinomene nicht moglich.

Gerade die Simulation einer stark wirbelbehafteten Zweiphasenstromung stellt heutzutage eine
grofle Herausforderung dar. Eine solch komplexe Stromung kann nur mit einem instationdren
Verfahren berechnet werden, das die Wechselwirkungen zwischen den Phasen zu jedem Zeit-
punkt mit in Betracht zieht. Die Phasen-Interaktion ist ein wichtiger Punkt: Die Wirbelbildung
in einer Gasstromung wird durch die Tropfenphase stark beeinflusst und kann durch einen Ein-
spritzvorgang sogar ausgeldst werden. Bei verdunstenden Spriihstrahlen tritt neben einem Im-
pulsaustausch ein weiterer Effekt in Erscheinung: Durch die Verdunstung der Tropfen wird der
Gasphase Energie entzogen — eine lokale Abkiihlung ist die Folge. Dieser Energieaustausch hat
einen groBen Einfluss auf die Gasstromung, denn der Abfall der Gastemperatur zieht eine Ande-
rung samtlicher Stoffeigenschaften mit sich. All diese Phinomene miissen bei der Berechnung
einer instationdren Zweiphasenstromung zeitabhédngig betrachtet werden.

Die korrekte, thermodynamische Beschreibung eines realen Kraftstoff-Spriihstrahls ist mit ei-
ner weiteren Komplexitit behaftet: Reale Brennstoffe bestehen aus hunderten von Stoffen. Die
exakte Berechnung des Wirme- und Stofftransportes in einem realen Brennstofftropfen ist mit
heutigen Modellen kaum moglich (Kneer et al., 1993a). Simtliche thermodynamischen Zu-
standsidnderungen miissen zudem als real betrachtet werden, da die Tropfenverdunstung in einer
Brennkammer unter hohen Driicken und Temperaturen abliduft (Stengele et al., 1999).
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Aufgrund der gegenwirtigen Situation miissen neue, numerische Verfahren und Modellansétze
entwickelt werden, mit denen die angesprochenen, physikalischen Eigenschaften einer brenn-
kammertypischen Zweiphasenstromung exakt beschrieben werden kénnen.

Die Entwicklung von Stromungsberechnungsprogrammen ist am Institut fiir Thermische Stro-
mungsmaschinen seit Jahrzehnten ein Forschungsschwerpunkt. Die ersten Programme wurden
von Elbahar (1982) und Noll (1986) bereits in den 80er Jahren entwickelt. In konsequenter Fort-
fiilhrung werden in dieser Arbeit numerische Ansitze zur Simulation von instationédren Zwei-
phasenstromungen vorgestellt. Unter dem Gesichtspunkt einer homogenen Gemischbildung in
Brennkammern wird sowohl den wirbelbehafteten Zweiphasenstromungen als auch der Trop-
fenverdunstung eine ungleich hohe Bedeutung zugesprochen. Die Arbeit leistet somit einen
wichtigen Beitrag zur korrekten Simulation von Brennkammerstromungen, die typischerweise
in Motoren und Gasturbinen auftreten.



2 Problemstellung und Zielsetzung

Die Gemischbildung in einer Brennkammer wird durch das Auftreten von Wirbeln stark beein-
flusst. Diese Tatsache ist bereits in der Einleitung an mehreren Beispielen gezeigt worden. In
diesem Kapitel werden numerische Ansétze vorgestellt, mit denen eine solch instationire Zwei-
phasenstromung nach dem gegenwirtigen Kenntnisstand berechnet werden kann. Schwachstel-
len werden herausgearbeitet, aus denen sich letztendlich die Zielsetzung dieser Forschungsar-
beit ergibt. Um eine Vorstellung von den typischen Eigenschaften einer wirbelbehafteten Zwei-
phasenstromung zu bekommen, werden im Folgenden grundlegende Phinomene behandelt.

2.1 Gemischbildung in wirbelbehafteten Zweiphasenstromungen

Wirbelbehaftete Zweiphasenstromungen treten in der Technik hédufig in Erscheinung. Die Wir-
bel haben einen gewissen Einfluss auf die Tropfenverteilung und konnen bei der Simulation
einer Brennkammer nicht vernachléssigt werden. Die Zweiphasenstromung am Austritt eines
»Ailrblast-Zerstdubers* (Abb. 1.2) zeigt deutlich, dass Tropfen mehr oder weniger aus den Wir-
belzentren separiert werden und sich an den duBeren Ridndern der Wirbel akkumulieren. Das
Phénomen der Tropfen-Wirbel-Interaktion wirft nach dem heutigen Kenntnisstand Fragen auf.
Besonders die Ursache dieser Separationsprozesse ist nicht vollstindig erforscht. Dieser Sach-
verhalt wird in Kapitel 5 aufgegriffen.

Grundlegende Untersuchungen wurden von Crowe et al. (1988) in einer partikelbeladenen
Scherschicht-Stromung durchgefiihrt (Abb. 2.1). In dieser Konfiguration entstehen groB3e Wir-
belstrukturen, die durch eine Kelvin-Helmholtz-Instabilitdt ausgelost werden. Die Wirbel ha-
ben einen groBen Einfluss auf die Verteilung der Partikel. Eine wichtige GroBe ist die Stokes-
Zahl. Eine weiterfiihrende Studie von Ling et al. (1998) zeigte, dass dreidimensionale Effekte in
Scherschichten eine weitere Rolle spielen konnen. Dennoch ist die grundsitzliche Erkenntnis
dieselbe: Die Stokes-Zahl bestimmt, inwieweit die Partikel den Wirbelstrukturen folgen kon-
nen. Eine dhnliche Feststellung machten Tang et al. (1992), die die Dispersion von Partikeln in
der Wirbelschleppe eines umstromten Korpers untersuchten.

Aus den Veroffentlichungen wird deutlich, dass der Stokes-Zahl eine gro3e Bedeutung zuge-

Abb. 2.1: Partikeldispersion in einer Scherschicht (Crowe et al., 1988)
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sprochen wird. Die Stokes-Zahl (GI. 2.1) stellt allgemein den Zusammenhang zwischen den
charakteristischen Zeiten der Gas- und Tropfenphase her. Das Zeitmal} der Gasphase entspricht
der Ablosefrequenz der Wirbel, wihrend der Tropfenphase eine Tropfen-Relaxationszeit (GI.
5.5) zugrunde gelegt wird. Die formale Definition der Stokes-Zahl ist in Gleichung 2.1 darge-
stellt.

5 — Zeitmal} der Tropfenphase

Zeitmab der Gasphase = Tropfen-Relaxationszeit ¢ - Ablosefrequenz f  (2.1)

Die Stokes-Zahl eignet sich ideal um den Separationsprozess der Tropfen zu charakterisieren.
Dies soll am Beispiel einer tropfenbeladenen karmanschen Wirbelstrale gezeigt werden. Mit
Hilfe einer direkten numerisch Simulation wurde die Tropfendispersion im Nachlauf eines Zy-
linders bei verschiedenen Stokes-Zahlen berechnet (Burger et al., 2003b). Die Tropfenverdun-
stung wird hierbei auBler Acht gelassen. Die Simulationsergebnisse zeigen eine unterschiedliche
Tropfenverteilung, die von der jeweiligen Stokes-Zahl abhiingt. Wéhrend bei einer sehr kleinen
Stokes-Zahl (St=0.002) ein ideales Folgevermdgen der Tropfen zu beobachten ist, werden die
Tropfen bei einer groeren Stokes-Zahlen (St=0.02) aus den Wirbelzentren ausgeschieden. Die
Separation der Tropfen ist besonders stark, wenn sich die Tropfen-Relaxationszeit dem charak-
teristischen Zeitmall der Gasphase anndhert (St=0.2). In Abbildung 2.2 ist dieser Sachverhalt
dargestellt.

Abb. 2.2: Tropfendispersion in der karmanschen Wirbelstrale bei verschiedenen Stokes-
Zahlen: St = 0.002 [links], St = 0.02 [Mitte], St = 0.2 [rechts] (Burger et al., 2003b)

Die ungleichmifige Verteilung der Tropfen hat einen groBen Einfluss auf die Gemischbildung.
In Abbildung 2.3 ist die Dampfkonzentration, die Temperatur der Gasphase und die Tropfenver-
teilung im Nachlauf des Zylinders illustriert. Bei dieser Simulation wurde die Verdunstung der
Tropfen mit in Betracht gezogen. Das Beispiel verdeutlicht, welch drastische Auswirkung eine
ungleichmifBige Tropfenverteilung auf die Gemischbildung hat. Der Testfall wird in Kapitel 5
ausfiihrlich behandelt.

Die Wechselwirkung zwischen den Phasen hat bei wirbelbehafteten Zweiphasenstrémungen
eine ungleich hohe Bedeutung. Besonders bei verdunstenden Spriihstrahlen tritt eine starke In-
teraktion zwischen den Phasen auf, die durch einen Austausch an Masse, Impuls und Energie
bestimmt ist. Diese instationdre Wechselwirkung hat einen nicht zu vernachlidssigenden Einfluss
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Abb. 2.3: Exemplarische Darstellung der instationdren Gemischbildung in einer wirbelbehaf-
teten Zweiphasenstromungen: Dampfkonzentration [links] und Temperaturvertei-
lung mit Tropfen [rechts] (Burger et al., 2003b)

auf die oszillierende Gasphase. In der Arbeit von Aggarwal et al. (1996) konnte gezeigt wer-
den, dass die Wirbelbildung in einer Scherschicht durch verdunstende Tropfen stark beeinflusst
wird. Dieser Effekt muss bei einer Simulation unbedingt mit in Betracht gezogen werden.

2.2 Numerische Ansitze

Der Schwerpunkt der vorliegenden Arbeit liegt auf der Entwicklung eines numerischen Ver-
fahrens, das sich zur Berechnung einer brennkammertypischen Zweiphasenstromung eignet.
Um die Gemischbildung in der Brennkammer schon wihrend der Entwicklung simulieren zu
konnen, muss das Verfahren in der Lage sein, auch wirbelbehaftete Zweiphasenstromungen zu-
verlissig vorhersagen zu konnen. Die Méglichkeiten und Grenzen der numerischen Simulation
einer solch instationidren Zweiphasenstromung wird in diesem Abschnitt diskutiert.
Brennkammertypische Zweiphasenstromungen bestehen aus Kraftstofftropfen und einem
Dampf-Luft-Gemisch. Im Folgenden werden charakteristische Merkmale dieser Stromung zu-
sammengefasst:

e Die Gasphase wird von der dispersen Phase vollstindig durchdrungen — @hnlich einem
Gemisch, bestehend aus zwei Gasen.

e Der Volumenanteil der Fliissigphase ist gegeniiber der Gasphase vernachléssigbar.
e Zwischen beiden Phasen findet ein Massen-, Impuls- und Energieaustausch statt.

e Unter der Voraussetzung eines diinnen Spriihstrahls, ist die Tropfen-Tropfen-Interaktion
mit Ausnahme der Primérzerstdaubungszone vernachlédssigbar (Elghobashi, 1994).

Im Gegensatz zu anderen Gas-Fliissig-Systemen kann ein Spriithstrahl nicht mit den iiblichen
Verfahren berechnet werden. Die numerische Beschreibung muss vielmehr an die physikali-
schen Phidnomene angepasst werden. So kann die Ausbreitung eines Fliissigkeitsstrahls mit der
Volume of Fluid (VOF) Methode problemlos beschrieben werden. Dieses Verfahren basiert auf
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der Rekonstruktion der Phasengrenze. Es ist leicht einzusehen, dass ein Spriihstrahl mit die-
ser Methode nicht berechnet werden kann. Die Rekonstruktion der Phasengrenze jedes einzel-
nen Tropfens wiirde zu einer nahezu unendlichen Anzahl an einzelnen Kontinua fithren — der
Berechnungsaufwand wire nahezu unendlich grof3. Zur Berechnung der Tropfenphase werden
heutzutage zwei unterschiedliche Berechnungsansitze eingesetzt, die im Folgenden vorgestellt
werden:

Das so genannte ,,particle-source-in-cell model* von Crowe et al. (1977) basiert auf der euler-
lagrangeschen Betrachtung der Zweiphasenstromung — das bedeutet, dass die Gasphase im orts-
festen (Euler) und die Tropfenphase im mitbewegten (Lagrange) Bezugssystem berechnet wer-
den. Die Gasphase wird bei diesem Verfahren als ein geschlossenes Kontinuum betrachtet. Die
Tropfenphase wird hingegen durch eine Vielzahl an diskreten Einzeltropfen beschrieben, die
die Statistik des Spriihstrahls wiedergeben. Die Interaktion zwischen den Phasen wird durch
den Austausch an Massen-, Impuls- und Energie-Quelltermen berticksichtigt. Dieses gekoppel-
te Euler-Lagrange-Verfahren dient heute als Grundlage fiir eine Vielzahl von Stromungsberech-
nungsprogrammen.

Im Gegensatz hierzu steht die Kontinuumsformulierung beider Phasen, der ein Euler-Euler-
Verfahren zugrunde liegt. Aufgrund der identischen Betrachtung konnen beide Phasen mit
demselben Losungsansatz berechnet werden. Fiir die eulersche Formulierung der Tropfenphase
miissen lediglich sechs zusitzliche Transportgleichungen in ein bestehendes Stromungsberech-
nungsprogramm implementiert werden, wihrend die lagrangesche Betrachtung eine komplett
andere Losungsstrategie erfordert. Aufgrund des recht geringen Programmieraufwandes erfreut
sich das Euler-Euler-Verfahren schon deshalb einer gewissen Beliebtheit.

Auch die Beriicksichtigung der Phasen-Wechselwirkung bereitet bei diesem Verfahren weitaus
weniger Probleme. Aufgrund des gleichen Bezugssystems ist beim Euler-Euler-Verfahren eine
implizite Kopplung der beiden Phasen moglich. Das Euler-Lagrange-Verfahren basiert hinge-
gen auf einem iterativen Austausch an Quelltermen.

Das Euler-Euler-Verfahren hat jedoch einen groBen Nachteil: Fiir jede Tropfenklasse miissen
die sechs Transportgleichungen separat gelost werden. Die korrekte, statistische Beschreibung
eines polydispersen Spriihstrahls, die eine Vielzahl an Klassen benétigt, fithrt zu einem expo-
nentiellen Anstieg des Speicher- und Rechenaufwandes (Burger et al., 2002a, Schmehl et al.,
1998).

Am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen wurden beide Ansdtze zur Berechnung
der dispersen Phase eingesetzt und bewertet. Klausmann (1989) stellte fest, dass die euler-
lagrangesche Methode eine hohe Genauigkeit besitzt. Hinsichtlich stark interagierender Zwei-
phasenstromungen zeigte jedoch das Euler-Euler-Verfahren ein wesentlich besseres Konver-
genzverhalten (Hallmann et al., 1995, Klose et al., 2000b).

2.2.1 Euler-Lagrange-Verfahren contra Euler-Euler-Verfahren
Wie aus dem vorangegangenen Abschnitt hervorgeht, haben sich zwei Verfahren etabliert, de-

ren Hauptunterschied in der Betrachtung der Tropfenphase besteht. Die Frage, ob das ortsfeste
(eulersche) oder das mitbewegte (lagrangesche) Bezugssystem fiir die Tropfenphase geeigneter
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ist, kann nicht allgemein beantwortet werden, sondern héngt stark von der jeweiligen Problem-
stellung ab.

In dieser Arbeit wird der Schwerpunkt auf die Berechnung von instationiren Zweiphasenstro-
mungen gelegt. Instationdre Stromungen sind hdaufig mit Wirbeln behaftet, die einen grofen Ein-
fluss auf die Tropfenphase ausiiben. Dies ist in Abschnitt 2.1 bereits gezeigt worden. Das Euler-
Euler-Verfahren ist fiir die Berechnung einer solch wirbelbehafteten Zweiphasenstromung we-
niger geeignet. Dies soll anhand eines einfachen Beispieles verdeutlicht werden:

In Anlehnung an Kapitel 5 wird eine mit monodispersen Partikeln (D; = 10 um, z — 0) bela-
dene karmansche Wirbelstral3e berechnet. Aufgrund des kleinen Partikeldurchmessers kann die
disperse Phase als ein passiver Skalar betrachtet werden und wird lediglich durch die Strukturen
der karmanschen Wirbelstra3e transportiert. Die Schwierigkeit besteht jedoch darin, dass in der
wirbelbehafteten aber laminaren Stromung keine Diffusion auf Seiten der Partikel auftritt. Um
die exakten Wirbelstrukturen wiedergeben zu konnen, muss das Berechnungsverfahren absolut
frei von ,kiinstlicher Diffusion* sein. Die Berechnung ist mit der in Abschnitt 3.2 beschriebe-
nen euler-lagrangeschen Methode unter Verwendung eines expliziten Runge-Kutta-Verfahrens
(zweiter Ordnung) durchgefiihrt worden. Der Aufbau dieses numerischen Testfalles wird in Ab-
schnitt 5.3 genau beschrieben.

Zum Vergleich ist der Transport des Skalares mit dem in Abschnitt 3.1 beschriebenen Euler-
Euler-Verfahren berechnet worden. Dieses Verfahren hat eine formale Diskretisierungsgenauig-
keit zweiter Ordnung in Raum und Zeit. Die Gegeniiberstellung der Ergebnisse ist in Abbildung
2.4 dargestellt.
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Abb. 2.4: Transport eines passiven Skalares: Euler-Lagrange-Verfahren [Punkte] contra Euler-
Euler-Verfahren [Kontur]

Der Vergleich zeigt, dass das Euler-Euler-Verfahren die Physik nicht wiedergibt. Der Grund
liegt darin, dass dieses Verfahren stets mit einer ,kiinstlicher Diffusion* behaftet ist, die von
der Feinheit der raumlichen Diskretisierung abhingt. Obwohl dieses Verfahren aufgrund seines
guten Konvergenzverhaltens groen Anklang findet, ist es fiir die detaillierte Berechnung von
wirbelbehafteten Zweiphasenstromungen nicht geeignet. Im Gegensatz hierzu gibt die euler-
lagrangesche Methode die exakten Strukturen der Wirbelstralle wieder.

Das Rechenbeispiel zeigt, dass die eulersche Betrachtungsweise der Tropfenphase fiir die nume-
rische Simulation einer wirbelbehafteten Zweiphasenstromung weniger geeignet ist. In dieser
Arbeit wird der Schwerpunkt somit auf das Euler-Lagrange-Verfahren gelegt.
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2.2.2 Turbulente Zweiphasenstromungen

Wihrend die direkte numerische Simulation einer laminaren Stromung einfach durchgefiihrt
werden kann, ist dies bei turbulenten Stromung nicht moglich. Im Gegensatz zu einer laminaren
Stromung, werden in einer turbulenten Stromungen eine Vielzahl an Wirbeln vollig unorgani-
siert gebildet. Das Langenmal} der Wirbel ist sehr viel kleiner als das der Hauptstromung. Es ist
leicht einzusehen, dass eine direkte Berechnung einer solch komplexen Stromung den Einsatz
von Grofrechnern erfordert und nur in einfachsten Féllen durchfiihrbar ist.

In der Technik sind die groe Mehrzahl der Stromungen turbulent. Um Praxis-relevante Stro-
mungen berechnen zu konnen, muss eine Mittelung der Erhaltungsgleichungen durchgefiihrt
werden. Der Berechnungsaufwand lésst sich auf diese Weise um mehrere Gro3enordnungen re-
duzieren. Heutige Stromungsberechnungsprogramme, die in der Praxis eingesetzt werden, ba-
sieren auf so genannten Reynolds-gemittelten Erhaltungsgleichungen (RANS). Die Programme
berechnen nicht die tatsidchliche, turbulente Stromung, sondern lediglich die gemittelte Haupt-
stromung, wihrend der Einfluss der Turbulenz modelliert wird. Eines der bekanntesten Turbu-
lenzmodelle ist das von Launder und Spalding (1974) vorgestellte k,e-Modell.

Die hochfrequenten, turbulenten Bewegungen der Gasphase iiben einen nicht zu vernachléssi-
genden Einfluss auf die Tropfenphase aus. Diese willkiirlichen Schwankungsbewegungen fiih-
ren zu einer turbulenzbedingten Tropfendispersion und damit zu einer Spriihstrahl-Aufweitung,
dhnlich einer turbulenten Diffusion. Aufgrund der nicht vorhandenen Kenntnis der tatsdchlichen
Wirbelstrukturen, muss bei einer RANS-basierten Berechnung der Gasphase der turbulente Ein-
fluss auf die Tropfenphase modelliert werden.

Theoretische Untersuchungen der Tropfenbewegung in einer oszillierenden Gasstromung sind
fiir das Verstindnis der turbulenten Tropfenbewegung von grofer Bedeutung. Die von Basset
(1888), Boussinesq (1903) und Oseen (1927) hergeleitete Bewegungsgleichung einer umstrom-
ten Kugel liefert die Basis fiir eine fundierte, theoretische Untersuchung. Diese nichtlineare Dif-
ferentialgleichung konnte von Hjelmfelt und Mockros (1966) fiir den Fall einer oszillierenden
Zweiphasenstromung geschlossen gelost werden. Der analytische Ausdruck zeigt deutlich, dass
das Teilchenfolgevermdgen durch ein Amplitudenverhiltnis und eine Phasenverschiebung cha-
rakterisiert ist. Beide Groflen hingen ausschlieBlich vom Dichteverhéltnis und der Stokes-Zahl
ab. Dieses Ergebnis zeigt, dass auch die turbulenzbedingte Tropfendispersion von der Stokes-
Zahl abhingt. Die Stokes-Zahl in einer turbulenten Stromung ist folgendermaBlen definiert:

Tropfen-Relaxationszeit ©
St = : 22
' turbulentes Zeitmal 7, (2.2)

Mehrere Dispersionsmodelle sind in der Literatur zu finden (Bliimcke, 1992, Gosman und Io-
annides, 1983, Milojevi¢, 1990), bei denen die turbulenzbedingte Tropfendispersion mit empi-
rischen Ansdtzen approximiert wird. Basierend auf der Herleitung des k,e-Turbulenzmodelles
werden statistische Schwankungsbewegungen der zeitgemittelten Gasstromung iiberlagert (vgl.
Abb. 3.4). Ein turbulenter Wirbel wird hierbei mit einem Geschwindigkeitsvektor modelliert
— somit wird die Rotationsbewegung der Wirbel vernachlissigt. Die Separation und Akkumu-
lation der Tropfen, die in der Realitdt zu komplexen Tropfenverteilungen fithren konnen (vgl.
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Abb. 2.1 + 2.2), werden mit diesen Modellansidtzen nicht wiedergegeben. Besonders bei klei-
nen Stokes-Zahlen ist dieser Effekt entscheidend, wihrend die Modellierung bei gro3en Stokes-
Zahlen durchaus anwendbar ist. Komplexere Dispersionsmodelle, die der Gasphase eine reali-
tatsnahe Schwankungsbewegung iiberlagern, sind in der Literatur nicht zu finden.

Am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen haben Klose et al. (2000a) verschiedene Di-
spersionsmodelle mit experimentellen Werten validiert. Die Studie zeigt, dass das Modell von
Gosman und lIoannides ab einer Stokes-Zahl von St ~ 2 gute Ergebnisse liefert. Bei kleineren
Stokes-Zahlen fiihrt die Vernachldssigung des ,,Crossing Trajectories Effects* zu gewissen Un-
genauigkeiten. Die Genauigkeit kann durch das Einbeziehen eines Fluid-Referenzpunktes etwas
gesteigert werden (Milojevi¢, 1990), was jedoch eine erhebliche Einbufle der numerischen Ef-
fizienz zur Folge hat.

Dennoch bleibt die Frage offen, bis zu welcher Stokes-Zahl die Modellierung der turbulenzbe-
dingten Tropfendispersion zulissig ist. Wie bereits beschrieben wurde, ist die Tropfen-Wirbel-
Interaktion ein komplizierter Mechanismus. Die Modellierung einer turbulenten Zweiphasen-
stromung ist nicht in jedem Fall moglich und bei einer RANS-basierten Berechnung kritisch zu
hinterfragen. Dieses Problem wird in Kapitel 6 ausfiihrlich diskutiert.

Obwohl die Anwendbarkeit der Reynolds-Mittelung auf Grenzen st68t, werden technisch rele-
vante Zweiphasenstromungen heutzutage mit den RANS-Gleichungen simuliert. Eine direkte
Berechnung oder eine so genannte ,,Large Eddy Simulation* (Rodi, 1998) ist aufgrund hoher
Rechenzeiten in den meisten Féllen nicht durchfiihrbar.

2.2.3 Tropfenverdunstung von Mehrkomponenten-Kraftstoffen

Die Ausbreitung und Verteilung der Tropfenphase spielt bei der Gemischbildung eine wichti-
ge Rolle. Dies ist bereits in Abschnitt 2.1 ausfiihrlich diskutiert worden. Die Verdunstung ist
jedoch die Grundvoraussetzung fiir die Entstehung eines brennbaren Gemisches. Es ist leicht
einzusehen, dass die Genauigkeit einer Brennkammerberechnung ganz entscheidend vom Trop-
fenverdunstungsmodell abhiingt. Am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen ist die Mo-
dellierung der Tropfenverdunstung seit vielen Jahren ein Forschungsschwerpunkt (Kneer et al.,
1993a, Prommersberger, 2003, Stengele, 1998, Wittig et al., 1988).
Tropfenverdunstungsmodelle wurden schon friihzeitig fiir Einkomponenten-Kraftstoffe ent-
wickelt (Law, 1976, Spalding, 1953). Die Modellierung von realen Kraftstofftropfen ist jedoch
wesentlich komplexer. Im Gegensatz zu einem Einkomponenten-Kraftstoff besteht ein realer
Brennstoff, wie Kerosin, aus hunderten von chemischen Substanzen. Aufgrund des unterschied-
lichen Verdunstungsverhaltens der einzelnen Komponenten kommt es zu einer Destillation der
fliissigen Tropfenphase, d.h. leichtfliichtige Stoffe verdunsten in einem frithen Stadium, wéh-
rend schwerfliichtige Substanzen zu einem spéteren Zeitpunkt verdunsten.

Ein Ansatz, der die Verdunstung eines Mehrkomponenten-Tropfens beschreibt, ist das von
Faeth (1983) vorgestellte ,,Rapid Mixing Model*“. Diesem Ansatz wird eine unendlich schnelle
Durchmischung im Tropfen zugrunde gelegt. In anderen Worten, das Modell setzt im Vergleich
zur Tropfenoberfliche einen schnellen Wérme- und Stofftransport innerhalb des Tropfens vor-
aus (Sirignano, 1993). Unter dieser Voraussetzung kann die Ableitung des Tropfenzustandes
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lediglich als Funktion der Zeit, d.h. mit gewohnlichen Differentialgleichungen beschrieben wer-
den. Das Modell besitzt eine ausgezeichnete numerische Effizienz. Die Annahme einer unend-
lich schnellen Durchmischung im Tropfen ist jedoch bei brennkammertypischen Temperaturen
und Driicken nicht zutreffend und fiihrt zu falschen Ergebnissen (Zhu und Reitz, 2002).
Exakte Resultate liefert das so genannte ,,Diffusion Limit Model*, das dem exakten Wirme-
und Stofftransport innerhalb des Tropfens ndherungsweise Rechnung trigt. Das von Landis und
Mills (1974) entwickelte Modell basiert auf der Losung partieller Differentialgleichungen eines
kugelsymmetrischen Energie- und Stofftransportes im Tropfen. Das bedeutet, dass sdmtliche
Vorginge im Tropfen nicht nur zeitlich sondern auch rdumlich betrachtet werden. Am Insti-
tut fiir Thermische Stromungsmaschinen wurde dieses Modell sowohl bei niedrigem als auch
hohem Druck mit Erfolg angewendet (Kneer et al., 1993b, Stengele et al., 1999). Auch Klings-
porn und Renz (1994) bestitigen die grole Einsatzmoglichkeit dieses Modelles. Allerdings ist
die thermodynamische Beschreibung des ,,Diffusion Limit Model* auf ein binires Brennstoff-
gemisch beschrinkt. Eine Erweiterung von Zhu et al. (2001), die auf einem PDF-Ansatz basiert,
ermOglicht die Anndherung komplexer Stoffgemische.

Obwohl das ,,Diffusion Limit Model* eine ausgezeichnete Genauigkeit besitzt, ist dieser auf-
wendige Ansatz fiir eine numerische Berechnung technischer Spriithstrahlen weniger geeignet.
Gerade bei der Modellierung von Brennkammerstromungen, in der eine Vielzahl an komplizier-
ten Vorgédngen beriicksichtigt werden muss, konnen nur effiziente Tropfenverdunstungsmodelle
eingesetzt werden — eine unvollstindige Beschreibung des realen Kraftstoffes ist hiufig die Fol-
ge.

Aus dieser Situation heraus wurde am Institut von Thermische Stromungsmaschinen das ,,Di-
stillation Curve Model*“ (Chin, 1994) aufgegriffen und erstmals zur Berechnung einer Ver-
suchsbrennkammer erfolgreich eingesetzt (Prommersberger et al., 1998). Dieses numerisch ef-
fektive Tropfenverdunstungsmodell beschreibt simtliche Eigenschaften eines realen Kerosin-
Tropfens mit gewohnlichen Differentialgleichungen. Die komplexe Zusammensetzung eines
realen Kraftstoffes wird bei diesem Modell mit einem eigens entwickelten Modellkraftstoff ap-
proximiert, dessen Destillationsprozess anhand einer Fortschrittsvariable kontrolliert wird. Das
Tropfenverdunstungsmodell besitzt eine auerordentlich hohe numerische Effizienz: Obwohl
samtliche thermo-physikalischen Effekte mit in Betracht gezogen werden, ist der Rechenaut-
wand mit dem eines simplen Modelles (z.B. Rapid Mixing Model) vergleichbar. Die bisherige
Formulierung besitzt jedoch eine Schwachstelle: Stoffeigenschaften werden durch Korrelatio-
nen approximiert, die bei atmosphirischen Driicken experimentell ermittelt wurden (Bardon
und Rao, 1984, Gauthier et al., 1991). Hochdruckeffekte, die besonders den Phaseniibergang
betreffen, werden nicht beriicksichtigt. Der Anwendungsbereich des ,,Distillation Curve Mo-
del* ist somit auf niedrige Brennkammerdriicke (< 1 MPa) beschrinkt.

Die exakte Modellierung der Tropfenverdunstung stellt speziell in einer Hochdruckatmosphé-
re eine weitere Herausforderung dar. In Brennkammern herrscht schon heute das 40fache des
atmosphérischen Druckes — die Tendenz ist weiter steigend. Anders als bei atmosphirischen Be-
dingungen konnen die Zustandsdnderungen nicht durch ein thermodynamisch ideales Verhalten
beschrieben werden. Stoffeigenschaften miissen mit aufwendigen Zustandsgleichungen berech-
net werden, die dem realen Verhalten Rechnung tragen (Stengele et al., 1999). Besonders der
Phaseniibergang an der Tropfenoberfliche ist hiervon betroffen. In einer Vielzahl von Modellen
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wird dieser Vorgang mit dem ,,raoultschen Gesetz* beschrieben. Diese algebraische Gleichung
ist jedoch nur fiir den Fall giiltig, dass ein thermodynamisch ideales Verhalten vorausgesetzt
werden kann. Eine allgemein giiltige Losung kann hingegen durch das Phasengleichgewicht
bestimmt werden. Dieses nichtlineare Gleichungssystem erfordert jedoch eine relativ aufwen-
dig Losungsstrategie. Dieses Problem wird in Kapitel 4 aufgegriffen, in dem eine Erweiterung
des ,,Distillation Curve Model* vorgestellt wird.

2.3 Zielsetzung

Das Ziel dieser Dissertation ist die Entwicklung eines numerischen Verfahrens, das die
Simulation von instationdren Zweiphasenstromungen in Brennkammern ermdoglicht. Aus
den in Abschnitt 2.1 ausgefiihrten Griinden miissen instationdre Phidnomene, wie sie in
wirbelbehafteten Zweiphasenstromungen auftreten, zuverlissig berechnet werden kénnen. Die
Diskussion des gegenwirtigen Kenntnisstandes hat gezeigt, dass das Euler-Lagrange-Verfahren
fiir diese Aufgabenstellung die richtige Wahl ist.

In dieser Arbeit wird ein neu entwickeltes Euler-Lagrange-Verfahren vorgestellt, das in die
institutseigenen Programme METIS (Bauer, 1989, Benz, 1994, Noll, 1986) und LADROP
(Schmehl, 2003b, Willmann, 1999) implementiert wurde. Das Stromungsberechnungspro-
gramm METIS basiert auf der eulerschen Formulierung der Reynolds-gemittelten Erhaltungs-
gleichungen (RANS), wihrend das Programm LADROP die Tropfenphase im mitbewegten
Bezugssystem (Lagrange) berechnet. Die mathematische Grundlage dieser Programme wird in
Kapitel 3 vorgestellt.

Fiir das Euler-Lagrange-Verfahren muss eine Losungsstrategie entworfen werden, die ei-
ne gekoppelte und zeitabhiingige Berechnung einer Zweiphasenstromung ermoglicht. Um
beispielsweise eine Tropfen-Wirbel-Interaktion exakt wiedergeben zu konnen, muss die
Wechselwirkung zwischen den Phasen in der Zeit diskretisiert werden. Der Austausch an
Quelltermen, der die Phasen-Interaktion numerisch beschreibt, muss zu jedem Zeitschritt erfol-
gen. Weiterhin ist die Einhaltung gewisser Stabilitdtskriterien erforderlich. Diese Problematik
wird in Kapitel 3 aufgegriffen.

An das Berechnungsprogramm wird eine weitere Anforderung gestellt: Das Verfahren
soll numerische effizient sein, so dass die Berechnung einer instationiren Zweiphasenstrémung
auf einer herkdommlichen Workstation durchfiihrbar ist. Die Modellierung der Tropfenphase
kann daher nur mit einfachen Gleichungen (gewohnlichen Differentialgleichungen) erfolgen.
Somit stellt die Modellierung der Tropfenverdunstung ein Problem dar. Nach dem gegen-
wirtigen Kenntnisstand ist lediglich das ,,Diffusion Limit Model* in der Lage, einen realen
Kraftstofftropfen unter brennkammertypischen Bedingungen genau zu beschreiben. Dieses
Modell erfordert jedoch einen hohen numerischen Aufwand. Ein effektiver Modellansatz ist das
,Distillation Curve Model“, das die Verdunstung eines Mehrkomponenten-Kraftstofftropfens
mit gewohnlichen Differentialgleichungen beschreibt. Die Anwendbarkeit dieses Modelles ist
bisher auf niedrige Brennkammerdriicke beschrinkt.

In dieser Arbeit wird das ,,Distillation Curve Model* (Prommersberger, 2003) aufgegriffen
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und fiir Brennkammerdriicke bis 5 MPa erweitert. Die thermodynamische Beschreibung des
Modellkraftstoffes muss hierzu mit Zustandsgleichungen ausgestattet werden, die das reale
Verhalten bei hohen Driicken wiedergeben. Ein wichtiger Punkt ist der Phaseniibergang an der
Tropfenoberfliche. Aus den in Abschnitt 2.2.3 aufgefiihrten Griinden, muss in das ,,Distillation
Curve Model* ein Losungsalgorithmus fiir das Phasengleichgewicht integriert werden. Doch
gerade die Losung des Phasengleichgewichtes erfordert einen hohen numerischen Aufwand.
Um die numerische Effektivitiat des ,,Distillation Curve Model* erhalten zu konnen, miissen
samtliche StoffgroBen auf eine geschickte Weise tabelliert werden. Das erweiterte ,,Distillation
Curve Model* wird in Kapitel 4 vorgestellt.

Die Validierung des Euler-Lagrange-Verfahrens ist auf einen Testfall angewiesen, bei
dem die Berechnung einer wirbelbehafteten Zweiphasenstromung isoliert betrachtet werden
kann. Bisher ist in der Literatur keine geeignete Grundlage zur Validierung verdffentlicht
worden.

Aus dieser Situation heraus wird in dieser Arbeit ein Grundlagentestfall vorgestellt: die
karmansche Wirbelstrale in einer tropfenbeladenen Stromung. Aufgrund der laminaren
Stromungskonfiguration kann die Tropfendispersion in der Wirbelschleppe direkt berechnet
werden. Somit werden keine fehlerhaften Einfliisse durch die Turbulenzmodellierung erzeugt
— die Genauigkeit des numerischen Verfahrens kann exakt verifiziert werden. Experimentelle
Ergebnisse stehen lediglich fiir die einphasige Stromung zur Verfiigung. Die Validierung der
numerischen Resultate muss daher auf analytischem Wege erfolgen.

Aus diesem Grund wird eine Ahnlichkeitsbetrachtung durchgefiihrt. Wie in Kapitel 5 gezeigt
wird, kann unter gewissen Bedingungen die Bewegungsgleichung eines Tropfens linearisiert
und durch einen analytischen Ausdruck beschrieben werden. Mit dieser Vorgehensweise
lasst sich der Frequenzgang ermitteln. Charakteristische Eigenschaften, die sich aus der
analytischen Herleitung des Frequenzganges ergeben, werden mit den Simulationsergebnissen
verglichen. Durch das Zusammenfiihren der theoretischen und der numerischen Studie kann
das Euler-Lagrange-Verfahren nicht nur elegant getestet werden — auf diese Weise wird auch
das grundlegende Verstdndnis von wirbelbehafteten Zweiphasenstromungen erweitert.

Die Funktion und die Genauigkeit des Euler-Lagrange-Verfahrens konnen mit der lami-
naren Stromung der karmanschen Wirbelstra3e hervorragend tiberpriift werden. Dennoch sind
technisch relevante Stromungen in der groBen Mehrzahl turbulent. Im Gegensatz zu laminaren
Stromungen, miissen turbulente Zweiphasenstromungen mit den Reynolds-gemittelten Erhal-
tungsgleichungen gelost werden. Aus theoretischer Sicht sind der RANS-basierten Berechnung
jedoch Grenzen gesetzt. Die Problematik ist in Abschnitt 2.2 bereits diskutiert worden. Deshalb
muss gekladrt werden, ob diese Grenzen fiir technische Anwendungen relevant sind.

Im Hinblick auf die Berechnung einer turbulenten Zweiphasenstromung wird eine Validierung
des hier entwickelten Euler-Lagrange-Verfahrens durchgefiihrt. Es soll gezeigt werden, dass
das numerische Verfahren fiir brennkammertypische Zweiphasenstromungen geeignet ist. Als
Testfall wird die Saugrohreinspritzung in einem Ottomotor simuliert. Aufgrund der transienten
Spriihstrahlausbreitung und der komplexen Geometrie stellt dieser Testfall einen hohen
Anspruch an das Euler-Lagrange- Verfahren. Im Gegensatz zu anderen Zweiphasenstromungen
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kann dieser Vorgang nur mit einem instationdren Verfahren berechnet werden. Besonders
die transiente Wechselwirkung zwischen den beiden Phasen spielt bei diesem Testfall eine
entscheidende Rolle. Die numerischen Resultate werden experimentell ermittelten Werten
gegeniibergestellt. Die Validierung soll kldren, in wie weit die transiente Ausbreitung des
Spriihstrahls und die Phasen-Wechselwirkung wiedergegeben wird.






3 Grundlagen des numerischen Verfahrens

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein Euler-Lagrange-Verfahren vorgestellt, das zur Berechnung
instationdrer Zweiphasenstromungen entwickelt wurde. Bei diesem Verfahren wird die Gas-
phase in der ortsfesten (Euler) Formulierung berechnet, wihrend die Tropfenphase in einem
mitbewegten (Lagrange) Bezugssystem betrachtet wird. Die Vorteile dieses Berechnungsver-
fahrens sind bereits in Kapitel 2 ausfiihrlich erldutert worden.

Die eulersche Formulierung der Gasphase wird mit einem Finite-Volumen-Ansatz diskretisiert.
Eine formale Diskretisierungsgenauigkeit zweiter Ordnung wird sowohl im Raum als auch in
der Zeit eingehalten. Die lagrangesche Betrachtung der Tropfenphase basiert auf der diskreten
Betrachtung einzelner Tropfen, deren Massen-, Impuls- und Energiebilanz in den tropfenfe-
sten Koordinaten aufgestellt werden. Die zeitliche Ableitung der Bewegung, der Deformation
und der Verdunstung der Tropfen wird mit einem expliziten Runge-Kutta-Verfahren zweiter
Ordnung gelost. Die Kopplung zwischen den beiden Phasen wird mittels Quelltermen beriick-
sichtigt, die tiber ein Interface ausgetauscht werden.

Dieses hochauflosende Berechnungsverfahren ermdglicht die numerische Simulation von kom-
plizierten Tropfen-Wirbel-Interaktionen. Das Losungsverfahren erfiillt somit eine hohe Anfor-
derung im Hinblick auf die Diskretisierungsgenauigkeit: das numerische Berechnungsverfahren
erzeugt keinerlei , kiinstliche Diffusion beim Transport der Tropfenphase.

Die Modelle, die dem hier vorgestellten Euler-Lagrange-Verfahren zugrunde liegen, sind fiir
die Simulation von brennkammertypischen Spriihstrahlen in besonderem Malle geeignet. Im
Hinblick auf den groen Berechnungsaufwand, der speziell bei instationdren Zweiphasenstro-
mungen anfillt, wurden in dieser Arbeit ausschlieBlich numerisch effiziente Modelle gewihlt.
Die mathematische Formulierung des Euler-Lagrange-Verfahrens wird in diesem Kapitel aus-
fiihrlich behandelt.

3.1 Gasphase

Zur Berechnung der dreidimensionalen Gasstromung wird das institutseigene Stromungsbe-
rechnungsprogramm METIS eingesetzt. Dieses Programm basiert auf der Losung der Reynolds-
gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen (RANS). Die Entwicklung von METIS geht auf die Ar-
beiten von Noll (1986), Bauer (1989) und Benz (1994) zuriick. Im Rahmen dieser Arbeit wur-
den numerische Ansitze zur gekoppelten Berechnung von instationiren Zweiphasenstrémun-
gen implementiert. Im Folgenden werden die zu 16senden Erhaltungsgleichungen der Gasphase
vorgestellt.

3.1.1 Erhaltungsgleichungen

Die dreidimensionale Beschreibung eines Fluids ist durch die Kenntnis folgender lokaler Gro-
Ben gekennzeichnet: Geschwindigkeit, Druck, Temperatur, Dichte und Konzentration. In die-
sem Abschnitt werden Erhaltungsgleichungen vorgestellt, mit denen ein Fluid vollstindig be-
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schrieben werden kann.

Fiir die gekoppelte Berechnung einer Zweiphasenstromung miissen die Erhaltungsgleichungen
mit Tropfen-Quelltermen erginzt werden. Auf diese Weise wird der Einfluss der Tropfenphase
auf die Gasphase beriicksichtigt. Dies steht im Gegensatz zu den klassischen Formulierungen
der Erhaltungsgleichungen, bei denen sdmtliche duere Einfliisse vernachlissigt werden.

Wie bereits in Kapitel 2 beschrieben worden ist, ist eine effiziente Berechnung einer turbulen-
ten Zweiphasenstromung auf eine Mittelung der Erhaltungsgleichungen angewiesen. Auf diese
Weise muss lediglich die Hauptstromung diskretisiert werden, wihrend die turbulenten feins-
kaligen Schwankungsbewegungen modelliert werden. Die zeitliche Mittelung einer beliebigen
TransportgroBe ¢ ist in Gleichung (3.1) dargestellt.

to+i
1
0=®+g',  Mitelvert ®=- / o dt 3.1
1o
to+1
SchwankungsgroBe / ¢ dt=0

Iy

Fiir die Mittelung ist entscheidend, dass der ZeitmaBstab 7 sehr viel groBer ist als die turbulenten
Zeitskalen — jedoch kleiner als die instationdren Prozesse in der Hauptstromung. Wird diese
Mittelung auf die Transportgleichungen angewendet, so ergeben sich Tensoren ¢;¢;, die den
Einfluss der turbulenten Schwankungen auf die gemittelten Stromungsgroflen beschreiben.
Damit die statistischen Schwankungsgrofen nicht direkt berechnet werden miissen, wird das
gemittelte Gleichungssystem durch ein geeignetes Modell geschlossen. Es stehen verschiedene
Turbulenzmodelle zur Verfiigung, die sich nach der Anzahl der zu l6senden Transportglei-
chungen in Null-, Ein- und Zwei-Gleichungsmodelle einteilen lassen. Das am weitesten
verbreitete Turbulenzmodell ist das von Launder und Spalding (1974) entwickelte k,e-Modell,
das auch in dieser Arbeit verwendet wird. Dieses Zwei-Gleichungsmodell basiert auf dem
Transport der turbulenten, kinetischen Energie k£ und der Dissipationsrate €. Auch andere
Turbulenzmodelle sind aufgrund gewisser Vorteile im Einsatz, wie das von Wilcox (1993)
entwickelte k, w-Modell. Aufgrund seiner Formulierung ist dieses Modell vor allem bei der
Berechnung von Grenzschichten (Low-Reynolds-Bereiche) besonders gut geeignet (Burger,
1999), was jedoch in dieser Arbeit eine untergeordnete Rolle spielt.

Die Transportgleichungen fiir Masse, Impuls, Enthalpie und Konzentration stellen zusammen
mit der Zustandsgleichung des Gases das zu losende Gleichungssystem dar, das in diesem
Abschnitt ausfiihrlich beschrieben wird. Die vorgestellten Transportgleichungen sind allesamt
Reynolds-gemittelt und in der kartesischen Tensornotation unter Beriicksichtigung der einstein-
schen Summenkonvention fiir ein ortsfestes Bezugssystem (eulersche Betrachtung) formuliert.

Massenbilanz

Unter der Voraussetzung der Massenerhaltung ldsst sich mit dem Integralsatz nach Gaul3-
Ostrogradski die Kontinuititsgleichung (3.2) fiir ein diskretes Kontinuum herleiten (Bronstein
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und Semendjajew, 1969).

op , dlpui) _

o s =S (3.2)

Sp.q 1st die Quelldichte des Massenstromes (Gl. 3.63), die von der dispersen Phase auf die
Gasphase iibertragen wird. Im Falle der Tropfenverdunstung ist dieser Term positiv.

Impulsbilanz

Die Navier-Stokes-Gleichung (3.3) beschreibt die Impulserhaltung in einem Fluid. Die Einwir-
kung eines duleren Kraftfeldes wird hierbei vernachlissigt.

dou) dpuwy)  ap 2 (w—puil)
o T ow ag T on  TSwd ©3-3)

Der Impulsquellterm S,; 4 beschreibt die Interaktion der Tropfenphase und der Gasphase (Gl.
3.64). Dieser Term ist von der Relativgeschwindigkeit beider Phasen abhingig und kann sowohl
positiv als auch negativ sein.

Die Schubspannung 7;; des viskosen Spannungstensors kann bei einem newtonschen Verhalten
des Fluids mit der stokesschen Hypothese fiir kompressible Fluide (Gl. 5.6) angenihert werden.

. 8ul~ 8u,~ 28uk
le—ﬂ(a—xj‘f’ aXi _ga—Xk6”> (34)

Durch die Mittelung ergibt sich der reynoldsche Spannungstensor pugu;-, der den turbulenten
Impulsaustausch beschreibt. Basierend auf der Annahme des Wirbelviskosititsprinzips nach
Boussinesq (1877), wird analog zur dynamischen Viskositit u eine turbulente Viskositit y
eingefiihrt. Der reynoldsche Spannungstensor wird letztendlich durch Addition der turbulenten
zur molekularen Viskositidt modelliert. Dieser Ansatz geht von einer isotropen Turbulenzstruk-
tur aus, da der Reynoldsche Spannungstensor nur durch eine skalare Grofe reprédsentiert wird.
Demnach beriicksichtigt dieser Ansatz keine Vorzugsrichtung der Turbulenz. Mit den getroffe-
nen Annahmen lédsst sich Gleichung (3.3) vereinfachen:

8(puj) i 8(pul~ uj) ap 0 <8u,- 8uj 2 8uk

Jt axi - _a—xj (N+N[)8_xi an 8)6,‘ B ga—kaij) +S”jvd (3.5)

In dieser Arbeit wird die turbulente Viskositit u, unter Verwendung des Standard-k,e-
Turbulenzmodelles berechnet.

Energiebilanz

Anstelle der inneren Energie wird in dieser Arbeit die Enthalpie bilanziert. Bei offenen Syste-
men ist diese Formulierung praktischer als die Bilanzierung der inneren Energie. Offene Syste-
me spielen in der Energietechnik die Hauptrolle, da Turbinen von Massenstromen durchflossen



20 Grundlagen des numerischen Verfahrens

werden und kontinuierlich Arbeit abgeben. Die Bilanzgleichung kann fiir die Enthalpie unter
der Annahme eines idealen Gases folgendermallen formuliert werden (Jischa, 1982):
dph) | dlpuih) _
ot axi

dq;  d(pull) dp dp  ,dp du; ou'

- — N 4= T T =L+ Sha 3.6
ox. ox,  Tar Tig TG TGy TGy, T ok .6)
) .. ) ) u oh i
mit der Wirmestromdichte: ¢§; = — Prox + Jjiaha - (3.7)
1

Unter Vernachldssigung des Dufour-Effektes setzt sich die Warmestromdichte ¢; aus der fou-
rierschen Wirmeleitung und dem Enthalpie-Diffusionsstrom zusammen. Bei turbulenten Stro-
mungen ist der Term j; oh, gegeniiber anderen Termen verhidltnisméBig klein und wird iibli-
cherweise vernachlissigt.

Der Quellterm Sj, 4 beschreibt den von der Tropfen- auf die Gasphase iibertragenen Enthalpie-
strom (Gl. 3.65). Im Falle der Tropfenverdunstung ist dieser Quellterm stets negativ. Weitere
Enthalpiequellen durch Strahlung, duflere Kraftfelder oder endo/exotherme Reaktionen werden
in dieser Arbeit nicht beriicksichtigt.

Der Ausdruck pW wird als turbulenter Wiarmestrom bezeichnet. In Anlehnung an das Wirbel-
viskositétsprinzip wird eine turbulente Prandtl-Zahl Pr; eingefiihrt. In METIS wird die turbu-
lente Prandtl-Zahl als Konstante behandelt, was einem Null-Gleichungsmodell entspricht. Der
turbulente Wirmestrom wird in der Erhaltungsgleichung durch Addition von (g, /Pr,) zu der
entsprechenden molekularen Grof3e modelliert.

ou, " . . - .
Der Ausdruck 7/ ja_;:’- reprisentiert den Energieaustausch bzw. Dissipation von turbulenter kine-
J
tischer Energie in innere Energie und kann somit durch den Term pe mit € als Dissipationsrate
angendhert werden (Cebeci und Bradshaw, 1984).

Unterhalb der Mach-Zahl kann der Term u:% gegeniiber anderen Termen vernachlissigt wer-
den (Cebeci und Bradshaw, 1984).
Mit den getroffenen Annahmen vereinfacht sich der Ausdruck von Gleichung (3.6) entspre-

chend:
o ox; _+8—x,- Pr ' Pr, 8—x,-+ BP +M’8_x,~+1”8—xj +pe+Spa  (3.8)

Die Bestimmung der Temperatur ist iiber Gleichung (3.9) moglich.

T
h— /c,,(T) dT + hy (3.9)

Ty
Die Zustandsgleichung des idealen Gases (Gl. 3.10) stellt den Zusammenhang zwischen Druck,
Temperatur und Dichte her. Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass bei Hochdruckbedingun-
gen nicht von einem idealen Verhalten ausgegangen werden kann. In diesem Fall muss eine
kubische Zustandsgleichung (Gl. 4.20) verwendet werden, die das reale Verhalten von Gasen

beriicksichtigt.

=p— 1
P=pP5; (3.10)
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Bilanz der Teilmassen

Die Erhaltung der Teilmassen, ausgedriickt durch den Massenanteil Y, wird unter Beriicksich-
tigung der fickschen Diffusion durch die allgemeine Transportgleichung beschrieben.

p¥e) dpuive) O (ia—p¥i))
o om ox; +8Y,.d (3.11)

Lokale Konzentrationsinderungen, die aufgrund von Tropfenverdunstung entstehen, werden
durch den Quellterm Sy, 4 beriicksichtigt.

Der Massendiffusionsstrom j; o wird durch das ficksche Gesetz (Gl. 3.12) angenéhert. Weite-
re Diffusionsterme, wie beispielsweise die Thermodiffusion (Soret-Effekt), Druckdiffusion und
Diffusion durch duBlere Kraftfelder konnen vernachlédssigt werden.

kI
Sc dx;

Jia = (3.12)
Der Term pm wird als reynoldscher Stoffstrom bezeichnet. Mit der Annahme, dass eine
Analogie zwischen molekularem und turbulentem Stoffaustausch besteht, wird der reynoldsche
Stoffstrom durch die Einfiihrung eines turbulenten Diffusionsterms I'; beschrieben. Ahnlich der
turbulenten Prandtl-Zahl, beschreibt die turbulente Schmidt-Zahl Sc¢; das Verhéltnis zwischen
der turbulenten Stoffdiffusion I'; und der turbulenten Viskositit y;. Entsprechend einem Null-
Gleichungsmodell wird der Berechnung mit METIS eine konstante, turbulente Schmidt-Zahl
zu Grunde gelegt.
Die allgemeine Formulierung der Gleichung (3.11) ldsst sich fiir ein bindres Brennstoff-Luft-
Gemisch zusitzlich vereinfachen. Der Massenanteil des Brennstoffdampfes Y, kann unter den
getroffenen Annahmen in der folgenden Form (Gl. 3.13) darstellt werden. Der Quellterm Sy, 4
entspricht dann dem Massenquellterm S, ;.

a(vaap) + a(p”i Yvap) ) < u + Uy ) aYvap

S (Il T 3.13
ot o0x; +axl~ Sc Sc¢;) Ox; topd ( )

Im Falle eines binédren oder polyndren Stoffgemisches miissen sdmtliche thermo-physikalischen
StoffgroBen (z.B. p, u, ...) iiber Mischungsregeln berechnet werden. Bei idealen Gasgemischen
kann héufig eine Massenmittelung durchgefiihrt werden, wie sie in Gleichung (3.14) am Bei-
spiel der Dichte dargestellt ist. Die thermo-physikalische Beschreibung von realen Brennstoff-
gemischen ist jedoch wesentlich komplexer. Dieser Sachverhalt wird in Kapitel 4 ausfiihrlich
behandelt.

N
p=Y Yupa (3.14)

a=1

3.1.2 Numerische Methoden

In dem vorangegangenen Abschnitt 3.1.1 ist die dreidimensionale Stromung mit den Transport-
gleichungen fiir Masse (3.2), Impuls (3.3), Energie (3.6) und Konzentration (3.11) vollstindig
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beschrieben worden. Fiir dieses Gleichungssystem von gekoppelten, nichtlinearen Differential-
gleichungen existiert im Allgemeinen keine analytische Losung. Erst durch den Einsatz nume-
rischer Verfahren kann diese stromungsmechanische Problemstellung berechnet werden. Die
Differentialgleichungen werden hierzu in ein algebraisches Gleichungssystem {iiberfiihrt, das
mit Hilfe von numerischen Algorithmen geldst werden kann. Diese Uberfiihrung kann durch
eine rdumliche und zeitliche Diskretisierung der Bilanzgleichungen erreicht werden. Die Dis-
kretisierung soll am Beispiel der allgemeinen Transportgleichung (3.15) erkldrt werden.

d (p®)

ot

+div (pid @) = div (g grad®) + S (3.15)

Réumliche Diskretisierung

In den letzten Jahrzehnten wurde eine Reihe von Verfahren entwickelt, mit denen Diffe-
rentialgleichungen rdumlich diskretisiert werden konnen. Die bekanntesten sind die Finite-
Differenzen-, die Finite-Volumen- und die Finite-Elemente-Methode. In der rechnergestiitzten
Fluiddynamik (CFD) wird tiberwiegend die Finite-Volumen-Methode eingesetzt. Im Gegensatz
zu anderen Methoden basiert die Finite-Volumen-Methode auf einer konservativen Diskretisie-
rung der Transportgleichung. Dieses Verfahren wurde von Noll (1986) in das institutseigene
CFD-Programm implementiert.

Die Finite-Volumen-Methode setzt eine Diskretisierung des Stromungsgebietes in Form eines
Rechengitters voraus. Die Knoten dieses Gitters stellen die Stiitzstellen dar, an denen die Wer-
te aus den Erhaltungsgleichungen berechnet werden. In dem vorgestellten Stromungsberech-
nungsprogramm METIS wird das Kontrollvolumen so gelegt, dass sich die Knoten im Mittel-
punkt des Volumens befinden (cell-centered).

Das Prinzip der Finite-Volumen-Methode besteht darin, dass nicht die differentielle Form der
Transportgleichung gelost wird, sondern es wird fiir jedes Kontrollvolumen eine Bilanzglei-
chung aufgestellt. Ausgangspunkt ist die integrale Formulierung der Transportgleichung (3.16).

/ d (p®P)

oAV + / div (pii®) dV = / div(Tp grad®)dV + / SedV. (3.16)
|4 \% \%

14
Die Volumenintegrale der konvektiven und diffusiven Fliisse konnen mit Hilfe des Integralsatzes
von GauB3-Ostrogradski (Gl. 3.17) in Fldchenintegrale umgewandelt werden, wobei die stiick-

weise glatten Kontrollflichen A das Kontrollvolumen V beranden (Bronstein und Semendjajew,
1969).

/divfdvz/f-ﬁdA (3.17)
\% A

Die Linearisierung der Gleichung wird zum Beispiel dadurch erreicht, dass die Fldchen- und
Volumenintegrale durch geeignete Mittelwerte angenédhert werden. So entspricht das Fldchen-
integral in Gleichung (3.17) der Bilanz aller zu- und abflieBenden Fliisse, sofern eine homogene
Verteilung an der Berandung angenommen wird. Dieser Sachverhalt ist in Gleichung (3.18) dar-
gestellt.

/ fiidA=Y fiiix A, k= 1..Anzahl der Kontrollflichen (3.18)
k
A
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Die Anzahl der Flichen hingt von dem gewihlten Kontrollvolumen ab. In METIS werden die
Kontrollvolumina durch Hexaeder aufgespannt. In Abbildung 3.1 ist ein solches Kontrollvolu-
men dargestellt, das den Knoten P umgibt. Die sechs Kontrollflaichen werden nach der Kom-
passnotation mit den Kleinbuchstaben (e)ast, (w)est, (n)orth, (s)outh, (h)igh, (/)ow bezeich-
net, wihrend die benachbarten Knoten mit den entsprechenden GroBbuchstaben gekennzeich-
net sind.

H

L

Abb. 3.1: Kontrollvolumen

Das Volumenintegral des Quellterms S¢ wird in @hnlicher Weise linearisiert. Mit der Annah-
me, dass der Quellterm homogen im Kontrollvolumen verteilt ist, kann das Integral durch den
Mittelwert Sg beschrieben werden (G1.3.19).

/Sq> dV =S¢ AV. (3.19)
14

Mit diesen Vereinfachungen lésst sich aus Gleichung (3.16) die diskrete Form der Transportglei-
chung (3.20) herleiten. Das Kontrollvolumen AV wird durch die Kontrollflichen AA; berandet.
Im Falle einer hexaederférmigen Zelle sind die Fliachen durch die Indizes k = [e,w,n,s,t,b]
gekennzeichnet.
MAV+Z( i®), - it AAp — Y (T grad®), - 7ix AAy = SpAV. 3.20
5 kPM)knk kzk:(cbgra )i Tk AAg = SoAV. (3.20)
Entsprechend der Finite-Differenzen-Methode kann der Diffusionsterm unter Annahme eines
abschnittsweise linearen Verlaufes der GroBe @ durch einen Differenzenquotient intuitiv an-
gendhert werden. Die Gleichung (3.21) zeigt die Diskretisierung des Diffusionsterms an der
Ostflache (k = e).

(Pr — Pp)

(I grad®), =T, Ar,

, mit Ax, = |EP| ...Abstand der Knoten Eund P (3.21)
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Um die Transportgleichung (3.20) 16sen zu konnen, miissen samtliche Fliisse auf den Kontroll-
flichen k bestimmt werden. Dies ist aber nur dann moglich, wenn die Grole ® an den Zell-
flichen bekannt ist. Die Transportgrof3e muss daher von den Stiitzstellen des Rechengitters auf
die Kontrollflachen interpoliert werden. Das Zentraldifferenzen- Verfahren stellt hierbei eine ge-
eignete Methode dar. Die Voraussetzung eines abschnittsweise linearen Verlaufes von & erzielt
formal eine Genauigkeit zweiter Ordnung. Befinden sich die Kontrollflichen stets in der Mitte
zweier Knoten, kann @, mit der folgenden Interpolationsvorschrift berechnet werden (analog
an den anderen Kontrollflichen):

B bp + Pp

o, >

(3.22)
Ein Problem stellt jedoch die Diskretisierung des Konvektionsterms dar. Hier fiihrt das
Zentraldifferenzen-Verfahren hiufig zu unphysikalischen Oszillationen. Weiterhin konnen ne-
gative Koeffizienten auftreten, was die Diagonaldominanz der zu I6senden Matrix beeintrdach-
tigt.

Der konvektive Term kann dann mit dem numerisch stabilen UPWIND-Verfahren diskreti-
siert werden. Dieses Verfahren setzt die Stromungsgrofe auf der Grenzfliche dem stromauf-
liegenden Knotenwert gleich. Der Wert ®, errechnet sich somit nach der folgenden Vorschrift:

®, — { Pp , fir u, >0 (3.23)

O |, fir u, <0

Das UPWIND-Verfahren besitzt jedoch lediglich eine formale Genauigkeit erster Ordnung.
Aufgrund der schlechten Diskretisierungsgenauigkeit kommt es zu einer ausgeprégten ,.kiinst-
lichen Diffusion®. Dieser Fehler fiihrt nicht selten zu stark verfdlschten Ergebnissen.

Die Diskretisierung des Konvektionsterms stellt somit ein gewisses Problem dar. Zum einen
soll eine hohe Genauigkeit erzielt werden, zum anderen muss die diskretisierte Gleichung nu-
merisch losbar sein. Als Kompromiss kann eine Kombination aus den beiden vorgestellten
Verfahren angewendet werden. Hierbei wird dem Zentraldifferenzen-Verfahren ein gewisser
UPWIND-Anteil beigemischt (UPWIND-Blending), bis eine numerisch stabile Losung erreicht
wird. Obwohl diese Kombination eine formale Genauigkeit zweiter Ordnung besitzt, fiihrt der
UPWIND-Anteil dennoch zu einer unphysikalisch hohen Diffusion.

Eine bessere Alternative stellt das von Noll (1992a) entwickelte MLU-Verfahren dar, das in
dieser Arbeit verwendet wurde. Im Falle einer monotonen Verteilung von & garantiert diese
Methode eine formale Genauigkeit zweiter Ordnung, wobei Oszillationen und negative Koef-
fizienten unterdriickt werden. Die Fallunterscheidung wird hierbei an jeder Zellwand einzeln
vorgenommen. Das stellt einen groBen Vorteil gegeniiber dem UPWIND-Blending dar, in dem
immer ein fest vorgegebener UPWIND-Anteil beigemischt wird.

Zur Losung der Transportgleichung wird der Ausdruck (3.20) in eine Matrixstruktur (Gl. 3.24)
iberfiihrt. ap und a,,;, stellen hierbei die jeweiligen Koeffizienten von & dar, wihrend in b die
von @ unabhingigen Terme zusammengefasst sind. Die Eintrige aller Knoten kdnnen so in ei-
ne globale Matrix geschrieben werden. Im Falle einer UPWIND-Diskretisierung fiihrt dies zu
einer schwach besetzten Matrix, deren Eintrédge in sieben Banden angeordnet sind (strukturier-
tes Gitter). Zur Losung solcher Problemstellungen hat sich das ILU-CG-Verfahren als duf3erst
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stabil und effizient erwiesen (Noll et al., 1991).

ap®p =Y (aw Pwy)+b, nb=E,W,N,S.H,L (3.24)
nb

Zeitliche Diskretisierung

Wihrend im vorangegangenen Abschnitt die besonderen Aspekte der rdaumlichen Diskretisie-
rung der Transportgleichung analysiert worden sind, soll nunmehr die zeitliche Diskretisierung
des instationdren Terms %—? diskutiert werden. Zur Vereinfachung werden die Terme der Orts-
diskretisierung in dem Operator . zusammengefasst. Die Transportgleichung lésst sich somit

in der folgenden Form ausdriicken:
P

5 = Z (D). (3.25)
Die Gleichung (3.25) ist eine Differentialgleichung erster Ordnung beziiglich der Zeit. Das zu
16sende Problem hat einen parabolischen Charakter: in der Zeitebene konnen sich Storungen
in nur eine Richtung ausbreiten — in die Zukunft. Demnach kann die Losung der parabolischen
Gleichung durch sukzessives Voranschreiten (marching solution) gefunden werden.
Zur numerischen Diskretisierung stehen explizite oder implizite Verfahren zur Verfiigung.
Beim expliziten Verfahren ist der Operator . eine Funktion bereits berechneter Zeitschritte
tw, th_1, ..., wihrend beim impliziten Verfahren der Operator .Z ebenfalls von der zu 16senden
Zeitebene 1,1 abhidngt. Die Verfahren unterscheiden sich vor allem in Stabilitit und Rechen-
aufwand. Wihrend beim expliziten Verfahren die zeitliche Anderung direkt geldst wird, sind
beim impliziten Verfahren mehrere Iterationen pro Zeitschritt notig. Das implizite Verfahren ist
jedoch im Gegensatz zum expliziten Verfahren uneingeschrinkt numerisch stabil.
Eine wichtige Kenngrofle im Zusammenhang mit instationdren Verfahren ist die Courant-
Friedrichs-Lewy (CFL) Zahl. Sie stellt das wichtigste Stabilitédtskriterium bei der numerischen
Simulation zeitabhéingiger Probleme dar und ist definiert als,

U-At
v
Anschaulich beschreibt die CFL-Zahl das Verhiltnis zwischen der Strecke, die ein Fluidteil-
chen mit der Geschwindigkeit U wihrend eines Zeitschrittes Ar zuriicklegt und der Linge Ax

einer Gitterzelle (Abb. 3.2). Fiir explizite Verfahren gilt stets das Stabilitédtskriterium CFL < 1.
Implizite Verfahren unterliegen dieser Beschrinkung nicht. Allerdings muss die rdumliche und

CFL = (3.20)

zeitliche Diskretisierung an die zu berechnende Physik angepasst werden.

In dieser Arbeit wird das implizite 3-Level-Verfahren (Ferziger und Peri¢, 1996) zur Diskre-
tisierung der instationdren Terme gewdhlt. Neben der zu 16senden Zeitebene #,; werden In-
formationen zu den Zeiten 7, und #,_; in die Diskretisierung miteinbezogen. Dieses Verfahren
kombiniert eine hohe Diskretisierungsgenauigkeit (formal zweiter Ordnung) mit einer uneinge-
schrinkten numerischen Stabilitit. Die Diskretisierung des instationédren Terms ist in Gleichung
(3.27) dargestellt.

(3.27)

P . 3cI)n—|—1 —4P, +P,_;
ot )it 2At
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CFL <1 CFL =1 CFL > 1

Abb. 3.2: Graphische Veranschaulichung der verschiedenen Bereiche der CFL-Zahl. Der ge-
strichelte Kreis kennzeichnet die Ausgangslage des Fluidteilchens, der volle Kreis
die Endlage nach einem Zeitschritt At,. (vgl. begleitende Diplomarbeit von Kloster-
meier (2003))

Druckkorrektur-Verfahren

Die Berechnung des Geschwindigkeitsfeldes ist durch zwei Erhaltungsgleichungen bestimmt —
die Kontinuitits- und Impulsgleichung (GI. 3.2 + 3.3). Dabei setzt die Losung der Impulsglei-
chung die Kenntnis des Druckfeldes voraus.

Bei kompressiblen Stromungen (Ma > 0.1) kann die Dichte durch die Kontinuitédtsgleichung
bestimmt werden. Das Temperaturfeld lédsst sich aus der Energie-Erhaltungsgleichung ableiten
und der Druck wird anhand der Zustandsgleichung des idealen Gases (Gl. 3.10) ermittelt.

Im Falle einer inkompressiblen Stromung (Ma < 0.1) ist die Dichte konstant und somit der
Druck von der Impuls-Erhaltungsgleichung entkoppelt. Um trotzdem das System aus Impuls-
und Kontinuitédtsgleichung 16sen zu konnen, sind Druckkorrektur-Verfahren entwickelt wor-
den. Hierbei wird von einem geschitzten Druckfeld ausgegangen, mit dem ein vorldufiges Ge-
schwindigkeitsfeld berechnet wird. Anschlieend wird eine Druck- und eine Geschwindigkeits-
korrektur durchgefiihrt. Aufgrund der Nichtlinearitit geniigen die korrigierten Groflen meist
nicht auf Anhieb der Massen- und Impulsbilanz. Der Vorgang muss solange wiederholt werden,
bis eine Losung gefunden wird, die beide Gleichungen erfiillt.

In METIS ist das so genannte SIMPLE-Druckkorrektur-Verfahren implementiert worden. Die-
ses Verfahren wurde erstmals in den Publikationen von Caretto et al. (1972) sowie Patankar und
Spalding (1972) vorgestellt. Die genaue Herleitung des Verfahrens wird auch in der Arbeit von
Noll (1992b) sehr ausfiihrlich beschrieben.

3.1.3 Randbedingungen

Das Rechengebiet ist allgemein durch Gebietsrinder begrenzt, an denen entweder Werte
oder Gradienten vorgegeben werden miissen. Prinzipiell wird zwischen zwei Arten von
Randbedingungen unterschieden: Die Dirichlet- und die v.Neumann-Randbedingungen. Bei
der Dirichlet-Randbedingung handelt es sich um vorgegebene Werte, die wihrend dem
Losungsvorgang konstant bleiben. Im Gegensatz hierzu geben v.Neumann-Randbedingungen
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einen festen Gradienten vor — das bedeutet, dass die Randwerte variabel sind. Der vorgegebene
Gradient muss aber dennoch eingehalten werden. Im Folgenden werden die iiblichen Randbe-
dingungsarten der Fluiddynamik vorgestellt:

Der Eintritt wird durch Dirichlet-Randbedingungen beschrieben. Das heiflt, die Stro-
mungsgeschwindigkeiten, die Enthalpie (bzw. Temperatur) und die Konzentration werden an
den Eintrittszellen fest vorgegeben. Bei Verwendung des k, e-Turbulenzmodelles miissen auch
die TransportgroB3en k und € am Eintritt gesetzt werden.

Der Austritt stellt sozusagen das Gegenstiick zum Eintritt dar. Da bereits am Eintritt fe-
ste Werte vorgegeben worden sind, muss am Austritt eine v.Neumann-Randbedingung gesetzt
werden. Die Vorgabe von festen Ein- und Austrittswerten fiihrt zu einer Uberbestimmung der
Matrix.

In dieser Arbeit wird am Gebietsaustritt eine ,,ausgebildete Stromung* vorausgesetzt. Das
bedeutet, dass der Gradient von @ in Richtung des Normalenvektors der Austrittsfliche 7
(parallel zur Stromungsrichtung) zu Null gesetzt wird. Mathematisch bedeutet dies:

P

0l = 0 (3.28)

out

Um unphysikalische Reflektionen zu vermeiden, muss bei instationdren Stromungen die zeit-
liche Anderung der Transportgrofe © mit in Betracht gezogen werden (Ferziger und Perié,

1996): 5 5
P P

a0l 7Y,

U ist hierbei eine vom Austrittsort unabhingige Geschwindigkeit, die so zu wihlen ist, dass die
globale Bilanz des Massenstromes erhalten bleibt.

=0 (3.29)

out out

Die Symmetrie-Randbedingung wird in der Fluiddynamik durch eine reibungsfreie Wand
erzeugt. In diesem Fall darf die Geschwindigkeit in tangentialer Richtung 7y, (parallel zur
Wand) keinen Gradienten in Normalenrichtung 7y, (senkrecht zur Wand) aufweisen. Die
Geschwindigkeitsgradienten an der ,,reibungsfreien Wand* miissen die folgende Bedingung

d(i-7)
on

erfiillen:

=0 (3.30)

sym
Fiir skalare Transportgrof3en (z.B. Enthalpie) gilt allgemein:

d o

P =0 (3.31)

sym

Weiterhin sind sdmtliche Fliisse iiber die symmetrische Wand gleich Null zu setzen:

(if @) - Figym = 0 (3.32)
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Die reibungsbehaftete Wand ist im Gegensatz zur Symmetrie dadurch charakterisiert, dass
das Fluid an der Wand keine Geschwindigkeit besitzt (Ausnahme: bewegte Wand). Wihrend
die Wandzellen im Falle einer laminaren Strémung mit der Dirichlet-Randbedingung #,, = 0
problemlos belegt werden konnen, fiihrt dies bei der Turbulenzmodellierung zu Schwierigkei-
ten.

In einer turbulenten Stromung bildet sich in Wandnihe eine Grenzschicht aus, die aus drei
Schichten besteht: die laminare Unterschicht, die logarithmische Grenzschicht und der Uber-
gangsbereich. Die laminare Unterschicht kann mit dem Standard-k, e-Turbulenzmodell nicht
berechnet werden — daher muss diese rein viskose Schicht in irgendeiner Weise modelliert wer-
den. Hierzu wird iiblicherweise das ,,Logarithmische Wandgesetz* angewendet:

1
Ut = ;lny+ +B, fir y">11.5 (3.33)

U,
mit U+:—”, yJ“:uTy—L

und u; = w
\/ P

Die Herleitung dieser GesetzmaBigkeit wird in Schlichting und Gersten (1996) ausfiihrlich be-
handelt. Aus einer Vielzahl von Experimenten ergeben sich fiir die Karman-Konstante x und
die Wandrauigkeit B folgende Werte:

Kk~ 0.41 (3.34)
B ~ 5.0 (hydraulisch glatte Wand) (3.35)

Das Gesetz stellt somit einen Zusammenhang zwischen der normierten Geschwindigkeit U™
und dem normierten Wandabstand y* her. Die Randwerte (Dirichlet-Rb.) ergeben sich somit
aus den Stromungsgrofen der wandnéchsten Zellen. Die Turbulenzgréfen k& und e kdnnen in
dhnlicher Weise bestimmt werden (Wilcox, 1993).

Es sei am Rande erwihnt, dass die Grenzschicht mit geeigneten Turbulenzmodellen, wie das
Low-Reynolds-k, e-Modell oder das Low-Reynolds-k, -Modell vollstindig berechnet werden
kann (vgl. Giebert et al. (1996) und Burger (1999)). Der numerische Aufwand steigt jedoch
drastisch an, da die Grenzschicht sehr fein aufgelost werden muss.

Die Enthalpie und die Dampfkonzentration werden ebenfalls durch Dirichlet-Randbedingungen
beschrieben. Wiihrend die Wand keine Dampfkonzentration aufweist (Y., = 0), muss die
Wandenthalpie aus der vorgegebenen Wandtemperatur 7;, bestimmt werden.

3.2 Tropfenphase

Zur Simulation der Tropfenphase wurde am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen das
Programm LADROP entwickelt, das im Rahmen der Arbeiten von Willmann (1999), Schmehl
(2003b) und dieser Arbeit entstanden ist.
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Ein technischer Spriihstrahl besteht aus einer unzédhligen Anzahl an einzelnen Tropfen — die Be-
rechnung aller Tropfenbahnen ist nicht moglich. Aus diesem Grund muss der Spriihstrahl durch
eine Statistik beschrieben werden. Hierzu wird im Allgemeinen die Monte-Carlo-Methode ver-
wendet. Bei dieser Methode werden lediglich reprisentative Einzeltropfen betrachtet, die ent-
sprechend einer vorgegebenen Primérzerstdubungsstatistik ,,gewiirfelt* werden.

In LADROP werden die repréasentativen Tropfentrajektorien nach der Lagrange-Methode be-
rechnet und iiber die rdaumliche Diskretisierung des Gasfeldes bilanziert. Gemittelte GroB3en
stehen somit fiir jedes Kontrollvolumen zur Verfiigung. Dies erleichtert nicht nur die Auswer-
tung der Zweiphasenstromung, sondern ist auch fiir die Kopplung beider Phasen entscheidend.
In diesem Abschnitt werden die Grundgleichungen und Modellansitze vorgestellt, mit de-
nen der Tropfen-Zustandsvektor nach der Zeit abgeleitet und somit die Flugbahn des Trop-
fens berechnet werden kann. Das so aufgestellte Gleichungssystem (3.36) kann mit einem nu-
merischen Algorithmus geldst werden. LADROP verwendet ein eingebettetes Runge-Kutta-
Verfahren zweiter und dritter Ordnung. Der Vorteil dieses Verfahrens ist, dass die Zeitschritt-
weite dem vorgegebenen, maximalen Fehler automatisch angepasst wird (Engeln-Miillges und
Reutter, 1996).

J iy Gl. (3.43)
| ma | = Gl. (3.54) (3.36)
Ty Gl. (3.55)

Um das Verfahren numerisch effizient zu gestalten, werden in dieser Arbeit Modelle verwen-
det, die die Ableitung des Tropfen-Zustandsvektors mit gewohnlichen Differentialgleichungen
beschreiben. Modellansitze, die sich auf die Losung partieller Differentialgleichungen stiitzen,
erfordern nicht nur eine zeitliche sondern auch eine rdumliche Auflosung des Tropfens. Der Ein-
satz dieser hochauflosenden Modellansitze wiirde den Berechnungsaufwand drastisch steigern.
Die Berechnung instationdrer Zweiphasenstromungen wire folglich mit heutigen Computern
nur schwer zu realisieren.

Bewegungsgleichung

Die exakte Bewegungsgleichung (3.37) kann fiir einen kugelférmigen Tropfen aus der Krif-
tebilanz abgeleitet werden, indem der Tropfen als ein abgeschlossenes Kontinuum betrachtet
wird:
T _3 dl/ll’ T _3
A

- 7

' e H/_/
Trégheitskraf Oberflachenkraft ~ Gewichtskraft

mit dem Spannungstensor o;; = —pd;j + U <8ul~ + 8uj) . (3.38)
814 j 814,‘
Beim Losen der Gleichung besteht die Schwierigkeit vor allem in der Bestimmung des Ober-
flichentensors o;;, der die Druck- und Schubspannungsverteilung auf der Tropfenoberfliche
beschreibt.
Unter der Annahme einer stokesschen Umstromung konnten Basset (1888), Boussinesq (1903)
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und Oseen (1927) ihren weithin bekannten analytischen Ausdruck fiir die Bewegung einer Ku-
gel in einer gleichformigen Stromung herleiten. Im Hinblick auf die Anwendung in turbulenten
Stromungen wurde diese Gleichung von Tchen (1947) fiir variable Stromungsgeschwindigkei-
ten erweitert. Seit dieser Publikation sind eine Reihe an Modifikationen vorgenommen worden.
Eine grundlegende Arbeit lieferten Maxey und James (1983), die die Bewegung einer Kugel
durch folgenden Ausdruck beschreiben:

T 3 dﬁd T 3 Dﬁg T 3 d

ZD3py L =3mpu,Dy (iiy — iig) — =D pg—=5 + — D3 py — (ify — i
6 1P gy g Da iy = iia) = ¢ Dy, 15 D P g (i = ita)
Tréi:grheit stokessch‘e, Reibung Druckgradient virtuell‘e, Masse
L d/» =
2/ d_(”g_”d) T3 5
_Dd T Pg Ug / Ttﬁdf + ng (pd —pg) g (3.39)
Basse‘ttTerm Gewic‘hrtskraft

Bei der Herleitung dieser Bewegungsgleichung (3.39) wurden folgende Annahmen getroffen:

—U* D2 U*
Py |ua |<<1, P g

D
<l,und 2«1, (3.40)
Mg Mg L* L

Hierbei ist L* das differentielle Lingenmall und U™ die repriasentative Geschwindigkeit einer
ungestorten stokesschen Umstromung, so dass der Term U*/L* den korrespondierenden Ge-
schwindigkeitsgradient darstellt. Die einzelnen Terme der Bewegungsgleichung sind in den
Standardwerken von Crowe et al. (1998) und Sirignano (1999) bestens beschrieben.

In der Literatur wird von weiteren Kriften berichtet, die durch Stromlinienkriimmung (Faxen-
Kraft) oder Rotation der Kugel (Magnus-Kraft) hervorgerufen werden. In den meisten Féllen
konnen diese Effekte jedoch vernachlissigt werden. In einer aktuelleren Verdffentlichung von
Maxey und James (1993) wird mathematisch bewiesen, dass ein zusitzlicher Term durch die
zeitliche Integration des Basset-Terms in Erscheinung tritt:

( o — lg) Ug0 — Ug

iiy) ri
\/ﬁdfzofd\/z_—f NG

%l

(3.41)

|
S\N
S~

Die mathematische Beschreibung der Bewegungsgleichung stellt ein komplexes Problem dar,
das bis zum heutigen Tag erforscht wird. Dennoch vereinfacht sich Gleichung (3.39) unter der
Voraussetzung, dass die Dichte der Gasphase gegeniiber der des Korpers vernachlédssigbar klein
ist. Unter der Annahme von pg/ps — 0 verschwinden alle Terme bis auf die Trigheitskraft, die
stokessche Reibung und die Gewichtskraft. Diese Voraussetzung trifft im Allgemeinen auch
fiir die brennkammertypischen Sprays zu. Eine Ausnahme ist hierbei der Basset-Term, der
bei groBen, lokalen und zeitlichen Anderungen der Gasgeschwindigkeit dennoch beriicksich-
tigt werden muss (Michaelides, 1997). Wird dieser Effekt ausgeschlossen, kann die Bewegung
eines kugelformigen Tropfens durch folgenden Ausdruck bestimmt werden:

dﬁd Ug N N =
— 3.42
dt paD? (g = ita) + 8 (342)
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Diese Darstellung (3.42) kann durch die Einfiihrung des Widerstandsbeiwertes (3.44) und der
Tropfen-Reynolds-Zahl (3.45) in eine Form gebracht werden, die in der Technik gebrduchlich
ist:

dﬁd 3 Pe CD |, N N - -
24
mit ¢y = Ia , fiir Rey; <1 (3.44)
iy — U, D
und Rey = Pelfa — | Da (3.45)
Hg

In den meisten, technischen Anwendungen kann nicht von einer stokesschen Umstrémung aus-
gegangen werden. Der Widerstandsbeiwert muss dann iiber eine Korrelation angendhert wer-
den. Ein weiterer Effekt ist die Tropfendeformation, die eine starke Auswirkung auf den Wi-
derstandsbeiwert des Tropfens hat. Schmehl (2003b) konnte zeigen, dass der lineare, stationére
Deformationsgrad eines Tropfens als Funktion der Weber-Zahl ausgedriickt werden kann. In
Abbildung 3.3 ist diese stationdre Deformation eines Wassertropfens fiir verschiedene Weber-
Zahlen dargestellt. Es ist zu erkennen, dass schon bei kleinen Weber-Zahlen von einem defor-
mierten Tropfen ausgegangen werden muss. Ein sprunghaft beaufschlagter Tropfen zerféllt ab
einer kritischen Weber-Zahl von We,. = 12 aufgrund der angreifenden, aerodynamischen Krifte
(Schmehl et al., 2000).

We:11.1 10.2 2.6

Abb. 3.3: Stationdre Tropfendeformation in Abhéngigkeit der Weber-Zahl (Schmehl, 2003b)

In der vorliegenden Arbeit wird der Widerstandsbeiwert mit einer empirischen Gleichung (3.46)
nach Kiirten et al. (1966) bestimmt, die von Wiegand (1987) fiir einen deformierten Tropfen bei
unterkritischer, laminarer Umstromung erweitert wurde. Wiegand korreliert den Widerstands-
beiwert mit der Deformation am Staupunkt des Tropfens. Der oszillierende Deformationsvor-
gang wird mit dieser Vorgehensweise nicht beriicksichtigt. Die Korrelation beschreibt lediglich
einen zeitlich gemittelten Widerstandsbeiwert.

21
Cp=0284—+

6 2
W [0.2319 — 0.1579 logR 0.0471 (logR
Res \/er e ogRe; + (logRey)

— 0.0042 (logRed)3]  fiir 0.1 < Rey <2000 (3.46)

Die zeitaufgeldste Tropfendeformation kann mit geeigneten Modellansidtzen berechnet wer-
den. Der bekannteste Ansatz ist das TAB-Modell, das die Oszillation der Tropfenoberfliche
iiber eine Taylorreihe entwickelt. Besonders zu erwihnen ist der ,,Normalmoden-Ansatz* von
Schmehl, der die bisherigen Modelle in seiner Effizienz iibertrifft. Die Modellierung der Trop-
fendeformation fiihrt dennoch zu einem potentiellen Anstieg der Rechenzeit, wodurch die An-
wendbarkeit dieser Modelle eingeschrinkt ist.
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Turbulente Dispersion

Die turbulente Gasgeschwindigkeit i, setzt sich aus einem zeitlichen Mittelwert Ug und ei-
ner turbulenten Schwankungsbewegung ﬁ’g zusammen (Gl. 3.47). Ein Tropfen ist daher nicht
nur den Stromlinien der gemittelten Gasstromung ausgesetzt, sondern auch turbulenten Fluk-
tuationen. Dies hat zur Folge, dass die Flugbahn eines Tropfens statistischen Schwankungsbe-
wegungen unterliegt, was den gesamten Spriihstrahl aufweitet. Dieser Effekt wird turbulente
Dispersion genannt.

iig = Uy + i) (3.47)
In Abschnitt 3.1 sind die Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen vorgestellt wor-
den, auf denen die Berechnung der Gasphase basiert. Die turbulenten Fluktuationen werden
nicht berechnet, sondern lediglich deren Einfluss auf die gemittelte Stromung durch das k, e-
Turbulenzmodell beschrieben. Die turbulente Dispersion des Spriihstrahls muss demnach ge-
nauso aus den TransportgroBen k und e abgeleitet werden.
Ein geeigneter Ansatz wurde von Gosman und loannides (1983) veroffentlicht, der die turbu-
lente Fluktuation der Gasstromung durch eine stochastische Schwankungsgeschwindigkeit be-
schreibt und diese den zeitlich gemittelten Stromlinien iiberlagert. Die Schwankungsgeschwin-
digkeit ﬁ;, wird mit Zufallszahlen nach einer Gaul3-Verteilung generiert:

1 | [, —ul? 2
p(ity) = emo(——{g ‘q ), u=0, o=1/%k. (3.48)

oV2rw 2 c 3

In der Modellvorstellung durchquert der Tropfen auf seiner Flugbahn mehrere, turbulente Wir-
bel, die neben der Schwankungsgeschwindigkeit Ei;, durch ein Lingenmal und eine Lebensdau-
er charakterisiert sind. Diese Grof3en konnen aus dem Modellansatz des k,e-Turbulenzmodelles
abgeleitet werden. Nach Launder und Spalding lédsst sich das Lingenmal} einer turbulenten

Stromung folgendermallen bestimmen:
3

k
L =C, o , mit der Modellkonstante C;, = 0.09 . (3.49)
€

Gosman und Ioannides schlagen fiir die Berechnung des Wirbel-LidngenmaBes L, eine modifi-
zierte Gleichung vor:

[\S1[9%)

Lk
L=Ci=. (3.50)

Unter der Annahme eines konstanten Lingenmales wird die Wirbel-Lebensdauer 7, mit dem

folgenden Ausdruck bestimmt:
L

te = .
e ’I/—t»(/g

(3.51)

Die Wirbeldurchquerungszeit 7. kann ebenfalls aus dem Lingenmal} L, berechnet werden:
fe
/(ﬁg — Ug)dt| =L, . (3.52)
lo
Die Schwankungsgeschwindigkeit ﬁg, ist wirksam, solange sich der Tropfen in dem generierten
Wirbel aufhilt. Der kleinere Wert von ¢, und 7. bestimmt diese Zeitspanne — danach muss ein
neuer Wirbel generiert werden. Dieser Vorgang ist in Abbildung 3.4 dargestellt.
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Tropfenbahn
/<Stromlinie

Abb. 3.4: Prinzip der Turbulenzmodellierung

Aty

Tropfenverdunstung

Am Institut fiir thermische Stromungsmaschinen wird in einer Vielzahl von Arbeiten iiber
die die Verdunstung von Brennstofftropfen berichtet (Kneer, 1993, Prommersberger, 2003,
Stengele, 1998, Wittig et al., 1988). Der komplexe Wirme- und Stofftransport wird durch die
dreidimensionalen Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Energie und Konzentration allgemein
beschrieben (siehe Abschnitt 3.1). Die Losung eines solchen Gleichungssystems wire jedoch
sehr rechenintensiv. Um den Rechenaufwand gering zu halten, werden in dieser Arbeit Model-
lansitze vorgestellt, die den Verdunstungsvorgang mit gewohnlichen Differentialgleichungen
beschreiben.

Die Tropfenverdunstung wird in zwei unterschiedlichen Kontinua betrachtet — die fliissige Pha-
se und einen tropfenumgebenden Gasfilm. Beide Kontinua sind durch die Tropfenoberfliche
getrennt, an der ein Phaseniibergang stattfindet. Diese Betrachtungsweise ist in Abbildung 3.5
dargestellt.

Die fliissige Phase eines Tropfens wurde viele Jahre mit dem von Spalding (1953) ent-
wickelten "D?-Model” berechnet. Dieser geschickte Modellansatz beschreibt den komplizierten

Fliissige Phase

— Gasfilm

: 0
i, =N
H

mva
Oberflache ~ - \A ’

Abb. 3.5: Modell des verdunstenden Tropfens
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Wirme- und Stofftransport mit einfachen Gleichungen. Die Herleitung basiert auf der
Annahme, dass die Tropfenverdunstung erst nach Erreichen der Siedetemperatur einsetzt.
Dies schrinkt jedoch die Anwendbarkeit des Modelles stark ein (Law, 1982) und fiihrt bei
Kraftstofftropfen zu falschen Ergebnissen.

Eine bessere Beschreibung liefern die von Faeth (1983) vorgestellten Modellansitze: das
"Uniform-Temperature-Model” (UT-Modell) und das ’Thin-Skin-Model’. Beide Modelle
betrachten die Tropfenaufheizung als physikalischen Grenzfall, der sich iiber die Biot-Zahl
erkldren ldsst. Die Biot-Zahl (Gl. 3.53) beschreibt das Verhiltnis zwischen Wirmeiibergang an
der Tropfenoberfliche zur Wirmeleitung innerhalb des Tropfens.

_(X'Dd

5
T

(3.53)

Im Falle einer sehr kleinen Biot-Zahl (Bi — 0) findet ein verhiltnisméBig schneller Tempera-
turausgleich im Tropfen statt. Die Temperatur im Tropfen kann somit als uniform betrachtet
werden. Bei einer unendlich groen Biot-Zahl (Bi — <o) findet kein Warmeaustausch innerhalb
des Tropfens statt, demzufolge erwidrmt sich die fliissige Phase lediglich an der Oberfliche (thin
skin). Eine genauere Beschreibung des Wirmetransportes im Tropfen liefert das ,,Conduction
Limit Model*. Dieses Modell basiert auf der Losung partieller Differentialgleichungen und ist
daher numerisch aufwendig. Ublicherweise ist der Einsatzes dieses hochauflssenden Modelles
nur bei groBen Kraftstofftropfen notwendig (Bi ~ D). Brennkammertypische Tropfen konnen
hingegen mit dem UT-Modell beschrieben werden, wie dies in der Arbeit von Kneer (1993) ge-
zeigt wurde. Eigenmann et al. (1999) setzten dieses Modell zur Berechnung einer reagierenden
Brennkammerstromung erfolgreich ein. Die Ableitung der Masse und der Temperatur wird im
UT-Modell durch folgende Gleichungen ausgedriickt:

dm .

d—td — i (3.54)
ATy Qcond—Hvap (3.55)
dt mgq Cp.d .

Die vorgestellte Betrachtung gilt nur fiir eine reine Substanz und nicht fiir ein Gemisch. Den-
noch bestehen reale Brennstoffe aus einem Gemisch von hunderten chemischer Substanzen und
konnen nicht durch einen einzigen Stoff reprisentiert werden. Gerade bei Kerosintropfen, bei
denen eine ausgeprigte Destillation stattfindet, miissen die Mehrkomponenten-Eigenschaften
beriicksichtigt werden. In dieser Arbeit wird dieser Effekt durch den Siedekurvenansatz von
Prommersberger (2003) modelliert, der in Abschnitt 4.1 behandelt wird.

Im Gasfilm findet ebenfalls ein Wirme- und ein Stofftransport statt. Diese Vorginge
konnen mit einem Modellansatz nach Faeth (1983) beschrieben werden. Dieser Ansatz basiert
auf gewissen Annahmen, die im Folgenden diskutiert werden:

e Unter der Voraussetzung, dass eine Unloslichkeit der Gasphase in der fliissigen Phase be-
steht, bildet sich ein einseitiger Diffusionstrom (Stefan-Stromung) aus. Ein Energietrans-
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port aufgrund von Konzentrationsgradienten (Dufour-Effekt), sowie ein Massentransport
durch Temperaturgradienten (Soret-Effekt), bleiben unberiicksichtigt.

e Die dreidimensionalen Transportvorgidnge im Gasfilm sind kugelsymmetrisch, wodurch
der Transport in einer eindimensionalen, radialen Richtung betrachtet werden kann.

e An der Tropfenoberfliche wird ein Phasengleichgewicht vorausgesetzt. Die Tempera-
turen sind somit an der Phasengrenze in beiden Phasen (fliissig/gasformig) identisch
(T; = T;). Die Dampfkonzentration an der Tropfenoberfliche, sowie die Verdampfungs-
enthalpie der Fliissigkeit, 1dsst sich durch die Losung des Phasengleichgewichtes eindeu-
tig bestimmen (siehe Abschnitt 4.4).

e Aufgrund der schnellen Wirme- und Stoffiibertragung im Gasfilm gegeniiber der lang-
samen Zustandsidnderung des Tropfens, werden die Massen- und Energiestrome quasi-
stationdr betrachtet. Diese Annahme ist giiltig, solange die Zeitskalen der gasseitigen
Transportvorginge sehr viel kleiner sind als die Verdunstungszeit (siehe auch 4.5.2).

e Der Temperatur- und Konzentrationsverlauf im Gasfilm wird nach der 1/3-Regel durch
ReferenzgroBen ausgedriickt (Sparrow und Gregg, 1958), die ungefihr dem Mittelwert
der Integration im Gasfilm entsprechen:

2 1
Tg7ref - §Tg75 + §T7oo, (356)
2 1
Yvap,ref = ngap7s + ngappo-

Mit den hier getroffenen Annahmen konnen die analytischen Ausdriicke fiir den Wirme- und
Stofftransport (Gl. 3.57 - 3.59) hergeleitet werden (Faeth, 1983). Der verdunstende Massen-
strom 7i1,,p, der an den Tropfen iibertragene Wirmestrom Qcona und der Verdampfungsenthal-
piestrom H,,, ergeben sich folgendermaBen:

fvap = % Da Pgref Ugres SK"In(1+Bu) , (3.57)

. c ref (Tgoo—T,

Ocond = Hlvap < p,vap, efé [ g7s) ) , (3.58)
T

Hvap - mvap hvap . (3.59)

Die Spalding-Zahlen fiir den Stofftransport By; und den Wirmetransport By werden durch fol-
gende Ausdriicke bestimmit:

Yvap,s — Yvap e

By = 2 _TP% ynd (3.60)
1_Yvap,s

— cp7vap7ref Sh* 1

Br = (14+By) -1 — .
T (1+Bu) ’ Cpgref Nu*Le

(3.61)

Der Einfluss des konvektiven Stofftransportes, der bei einer Relativgeschwindigkeit zwischen
Tropfen und Gasphase erzwungen wird, kann iiber eine Modifikation der Sherwood- und
Nusselt-Zahl beriicksichtigt werden. Gute Ergebnisse werden mit den empirischen Korrelatio-
nen nach Frossling (1938) erzielt:

Sh* =2 + 0.552-Re?Sci , Nu*=2 + 0.552-Re2Prs . (3.62)
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Sekundireffekte

Wie in einer Reihe von Vorgingerarbeiten diskutiert wurde (Hallmann et al., 1995, Samenfink,
1997, Schmehl, 2003b), konnen in einer technischen Brennkammer Sekundireffekte auftreten,
die durch die Ableitung des Tropfen-Zustandsvektors nicht vollstindig beschrieben werden.
Diese Prozesse haben eines gemeinsam — bestehende Tropfen werden zerstort, wodurch neue
,,Kind-Tropfen* gebildet werden. Die drei wichtigsten Ereignisse sind:

e Tropfen-Nachzerstiubung (Schmehl et al., 2000)
e Tropfen-Wand-Interaktion (Mundo et al., 1995, Samenfink et al., 1994)

e Tropfen-Kollision (Schmidt und Rutland, 2000)

Eine Reihe an Modellansitze stehen in der Literatur zur Verfiigung, mit denen diese Phinomene
beschrieben werden konnen. In dieser Arbeit spielen Sekundéreffekte eine untergeordnete Rolle
und werden nur der Vollstiandigkeit halber erwihnt.

3.3 Kopplung beider Phasen

Technische Spriihstrahlen sind hidufig durch eine starke Wechselwirkung beider Phasen charak-
terisiert. Wihrend die Gasphase einen direkten Einfluss auf die Trajektorien der Tropfen ausiibt,
tritt hdufig eine nicht zu vernachléssigende Riickwirkung der Tropfen auf die Gasstromung auf.
Inwieweit die Gasphase von der dispersen Phase beeinflusst wird, hingt vor allem von der
Beladung ab. In dem hier vorgestellten euler-lagrangeschen Verfahren wird dieser Effekt iiber
Tropfenquellterme in Betracht gezogen. Die Quellterme miissen fiir jede diskrete Zelle bilan-
ziert und anschlieend auf die zu 16sende Matrix der Gasphase aufaddiert werden. In Abbildung
3.6 ist das Prinzip der gekoppelten Berechnung dargestellt.

Die folgenden Gleichungen zeigen die Bilanzierung fiir den Massen- (3.63), Impuls- (3.64) und
Enthalpiequellterm (3.65) einer Zelle. Der Zelleintritt ist hierbei mit in und der Zellaustritt mit
out gekennzeichnet. k reprisentiert die Anzahl der Tropfenklassen, die pro Iteration berech-
net werden miissen. Diese Vorgehensweise wurde erstmals von Crowe et al. (1977) vorgestellt.
Nach der Untersuchung von Schmidt (2003) bleibt bei diesem Verfahren eine Diskretisierungs-
genauigkeit zweiter Ordnung erhalten.

N .
/Swdv - Z(%) (i —mg), (3.63)
v k=1 Mk

N /o o
/ SuadV = Z(—) (it — mac ) (3.64)
7 k=1 \1d.0/ k

N .
/ ShadV = Z(m—’jo) (miy Rt — mGng), (3.65)
v k=1 Mk
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Abb. 3.6: Gekoppelte Berechnung der Zweiphasenstromung

Transiente Phinomene wie Wirbelablosungen konnen durch die disperse Phase beeinflusst oder
sogar ausgelost werden. Als Beispiel sei an dieser Stelle die Direkteinspritzung im Ottomotor
(Abb. 1.3) erwihnt, bei der ein Wirbelring durch den Spriihstrahl induziert wird. Aus diesem
Grund ist die zeitliche Diskretisierung der Tropfenquellterme von entscheidender Bedeutung.
Im Folgenden wird ein Verfahren vorgestellt, das in das Programmpaket METIS/LADROP in-
tegriert worden ist. Dieses Verfahren ist speziell fiir die Losung einer instationdren Zweiphasen-
stromung entwickelt worden. Auch die transiente Wechselwirkung zwischen den beiden Phasen
wird bei dieser Vorgehensweise beriicksichtigt. Der formale Ablauf wird im Folgenden vorge-
stellt:

1. In einem ersten Schritt muss die instationidre Losung der einphasigen Gasphase fiir
die Zeitschrittweite Ar gelost werden. Dies geschieht in dieser Arbeit mit dem CFD-
Programm METIS.

2. Basierend auf der Losung der Gasphase werden die Tropfen mit dem lagrangeschen Ver-
fahren LADROP fiir dasselbe Zeitintervall Ar berechnet. Aus dem Ergebnis der dispersen
Phase konnen die Tropfenquellterme fiir jede diskrete Zelle bilanziert werden. Somit sind
die lokalen GroBen fiir Massen-, Impuls- und Enthalpiequellen bekannt.

3. Im Anschluss wird der nichste Zeitschritt der Gasphase berechnet, wihrend die Tropfen-
quellen mit in Betracht gezogen werden.

4. Basierend auf der aktuellen Losung der Gasphase wiederholt sich das Verfahren mit der
Berechnung der Tropfenphase (Schritt 2). Diese Prozedur wird solange wiederholt, bis
die zu betrachtende Zeitspanne geldst worden ist.
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Die Zeitspanne richtet sich nach dem physikalischen Phidnomen. Sie kann sich iiber eine Periode
oder die gesamte Dauer eines Ereignisses (z.B. Einspritzvorgang) erstrecken. Dieses Verfahren
eignet sich auch zur Losung von stationdren Zweiphasenstromungen. In diesem Fall muss in
der kiinstlichen Zeitebene so lange fortgeschritten werden, bis die Anfangsstorungen in der
Gas- und Tropfenphase abgeklungen sind und sich ein stationdrer Zustand eingestellt hat. Die-
ses Prinzip wird kiinstliches Zeitschrittverfahren genannt.

Obwohl das Zeit-implizite Diskretisierungsverfahren im CFD-Programme METIS (Abschnitt
3.1.2) keinerlei Stabilitidtskriterien unterliegt, muss bei dieser Prozedur das Zeitintervall Az so
gewihlt werden, dass die Bedingung CFL < 1 fiir die disperse Phase eingehalten wird. Der
Grund liegt in der expliziten Berechnung der Tropfenphase, die lediglich das Gasfeld des aktu-
ellen Zeitschrittes beriicksichtigt. Bildlich gesprochen wiirden die Tropfen bei CF L > 1 iiber ein
instationdres Ereignis hinweg fliegen. In der Praxis fiithrt ein Nichteinhalten der CFL-Bedingung
zu gegenldufigen Oszillationen in beiden Phasen.



4 Modellierung realer Brennstofftropfen

Reale Brennstoffe, wie Kerosin, Benzin oder Diesel, bestehen aus einer Vielzahl an chemi-
schen Substanzen, die zum Grof3teil der Gruppe der Kohlenwasserstoffe zugeordnet werden
konnen. Die Substanzen besitzen unterschiedliche Stoffeigenschaften. Bei der Verdunstung fin-
det daher eine Destillation von leicht- und schwerfliichtigen Komponenten statt. Die chemische
Zusammensetzung des Tropfens dndert sich dadurch sténdig. Dies hat vor allem auf das Verdun-
stungsverhalten einen entscheidenden Einfluss. Dieser Prozess kann bei der Modellierung von
technischen Brennkammern nicht vernachlissigt werden, sondern muss durch ein geeignetes
Modell beriicksichtigt werden. In Kapitel 2 ist bereits gezeigt worden, dass die Modellierung
eines polyniren Kraftstofftropfens mit den heutigen Verfahren problematisch ist.

Am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen wurde von Prommersberger et al. (1998) ein
effektiver Modellansatz vorgestellt, der dem Verdunstungsverhalten eines Mehrkomponenten-
Kraftstofftropfens Rechnung trigt. Das ,.Distillation Curve Model* (DC-Modell), basiert auf
dem Siedekurvenansatz und beschreibt den Destillationsprozess durch eine einzige Fortschritts-
variable: die molare Masse. Dieses Modell ist in der Lage, die Verdunstungseigenschaften eines
realen Brennstoffes korrekt wiederzugeben. Ein entscheidender Vorteil ist seine hohe numeri-
sche Effizienz. Da die Tropfenverdunstung lediglich durch gewohnliche Differentialgleichun-
gen beschrieben wird, ist dieses Modell um eine Gréenordnung schneller als numerisch auf-
wendige Modelle, wie zum Beispiel das ,,Diffusion Limit Model*“ (DL-Modell). Gerade die
instationire Modellierung von Brennkammerstromungen stot heutzutage an die Grenzen der
Computerleistung. Daher sind effiziente Modelle zur Beschreibung der dispersen Phase not-
wendig.

Das DC-Modell basiert auf einem generischen Kraftstoff, der samtliche Stoffeigenschaften als
Funktion der molaren Masse beschreibt. In dieser Arbeit wird ein Modellkraftstoff vorgestellt,
der speziell fiir Kerosin entwickelt wurde, sich aber auch fiir andere Kraftstoffe (z.B. Benzin
oder Diesel) bestens eignet. Kerosin-Blends bestehen zum Grofteil aus gesittigten Kohlen-
wasserstoffen, die die Verdunstung mafBigeblich steuern (Rachner, 1998). Der Modellkraftstoff
wurde daher aus den Stoffeigenschaften der n-Alkane abgeleitet.

Der Modellkraftstoff, der im Rahmen dieser Arbeit entwickelt wurde, ist mit Hochdruckkor-
relationen und einem Losungsalgorithmus fiir das Phasengleichgewicht ausgestattet. Die Be-
rechnung dieser Stoffdaten ist jedoch duflerst rechenintensiv, so dass die Simulation einer kom-
pletten Brennkammer nicht mehr wirtschaftlich wire. Um die Stoffdaten dennoch effektiv zur
Verfiigung stellen zu konnen, werden sdmtliche Daten im vorhinein berechnet und mit einer
wohl geordneten Datenstruktur in Nachschlagetabellen abgelegt. Der hohe numerische Auf-
wand kann so auf ein Minimum reduziert werden.

Die Genauigkeit des DC-Modelles wurde am Beispiel eines verdunstenden Kerosintropfens ge-
testet. Das Modell wird hierzu mit experimentellen Daten validiert und typische Verdunstungs-
verldufe, wie das D?-Verhiltnis, die Oberflaichentemperatur und der Verdunstungsmassenstrom
mit der thermodynamisch exakten Berechnung des DL-Modelles verglichen. Die Studie zeigt,
dass das DC-Modell eine duBerst hohe Berechnungsgenauigkeit aufweist, dennoch ist der Be-
rechnungsaufwand in der hier entwickelten Vorgehensweise dullerst gering. In einer Arbeit von
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Burger et al. (2002c) konnte gezeigt werden, dass mit dem von Prommersberger (2003) vorge-
stellten Siedekurvenansatz und dem in dieser Arbeit entwickelten Modellkraftstoff ein nume-
risch effektives Verfahren entwickelt wurde, das eine exakte Berechnung von Kerosinsprays in
technischen Brennkammern ermoglicht.

4.1 Siedekurvenansatz

Die thermodynamische Beschreibung eines Mehrkomponenten-Tropfens wird im DC-Modell
durch den Siedekurvenansatz nach Chin (1994) formuliert. Dieser Ansatz benétigt weder eine
Diskretisierung noch eine aufwendige Berechnung von Transportgleichungen. Der Siedekur-
venansatz setzt eine gleichférmige Verteilung der Temperatur und der Konzentration im Trop-
fen voraus — dennoch verindern sich beide Grof3en iiber die Lebensdauer des Tropfens. Der
Energie- und Massentransport kann somit durch das in Abschnitt 3.2 vorgestellte ,,Uniform
Temperature Model*“ (UT-Modell) nach Faeth (1983) mathematisch beschrieben werden. Die
entscheidende Erweiterung des DC-Modelles besteht darin, dass die Destillation und die damit
verbundene Anderung der Stoffeigenschaften durch den Siedekurvenansatz mit in Betracht ge-
zogen wird. Das DC-Modell ist im Gegensatz zum ,,Rapid Mixing Model*“ (RM-Modell) nicht
auf eine unendlich kleine Peclet-Zahl beschrinkt. Eine genaue Beschreibung des Siedekurven-
ansatzes wurde bereits in der Arbeit von Prommersberger (2003) veroffentlicht und wird in
diesem Abschnitt nur kurz vorgestellt.
Der Siedekurvenansatz beschreibt den zeitlichen Verlauf der Destillation durch eine einzige
Fortschrittsvariable — der molaren Masse. Dieser Verlauf ist durch die Destillationskurve des
Brennstoffes definiert, die fiir verschiedene Kraftstoffe durch die ,,American Society for Te-
sting and Materials* aufgenommen wurde. Die Destillationskurve beschreibt definitionsgeméal
die molare Masse des Brennstoffdampfes als Funktion des verdunsteten Massenanteils Q (GI.
4.1) — bei einem sehr langsamen Verdunstungsvorgang.
mq(t)

Q) =1 - m 4.1
In der Verdffentlichung von Gauthier et al. (1991) wird die Destillationskurve durch ein
Legendre-Polynom approximiert:

Mvap7PeM—>O:aP1+bP2+CP3+dP4+eP57 4.2)

3 —1 P_5x3—3x P_35x4—30x2+3
2 , L4 — ) y 5 = 3

mit Pi=1 P =x, 3=
und x=1-2Q.

Die Koeffizienten x; sind fiir den Treibstoff Jet-Al in der Tabelle A.3 zusammengefasst.
Polynom-Anpassungen fiir andere Treibstoffe, wie JP-4 und Diesel, sowie leichtes und schwe-
res Benzin sind in der Literatur vorhanden (Gauthier et al., 1991) (Bardon und Rao, 1984).

Der Stofftransport im Tropfen wird im Allgemeinen durch die Peclet-Zahl Pey; charakteri-
siert. Diese dimensionslose Kennzahl wird aus dem Verhiltnis der Zeitskalen von Verdunstung
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und Stoffdiffusion gebildet. Eine kleine Peclet-Zahl beschreibt einen Tropfen, der im Verhilt-
nis zur Diffusion sehr langsam verdunstet. Eine verhéltnisméBig schnelle Tropfenverdunstung
fiihrt zu einer groBBen Peclet-Zahl. Die Peclet-Zahl ist nach Makino und Law (1988) fiir einen
Mehrkomponenten-Tropfen folgendermaBen definiert:

Tilyq P

Peyy = ——— .
M 2xDg Ly py

(4.3)

Gerade bei einer infinitesimal kleinen Peclet-Zahl (Pejs ~ 0) ist die Destillation besonders stark
ausgepragt. Hier haben die leichtfliichtigen Komponenten ausreichend Zeit, aus dem Tropfen-
inneren an die Oberflache zu diffundieren. Liuft die Verdunstung in einer kiirzeren Zeitskala
ab (Pey; > 0), weicht die Zusammensetzung des Tropfens von der Destillationskurve ab. Bei
Pey; — oo wird die Stoffdiffusion im Tropfen sogar vollstdndig unterdriickt und die Zusammen-
setzung des Tropfens bleibt ,,eingefroren. Ublicherweise bewegt sich die Peclet-Zahl wiihrend
der Verdunstung zwischen den beiden Grenzfillen Pey; = 0 und Pep; = oo. Die molare Masse
des Tropfens wird in diesem Fall mit einer exponentiellen Ausgleichsfunktion nach Chin (1994)
beschrieben:

Mvap = Mvap,PeM—wo + (Mvap7PeM—>0 - Mvap,PeM—wO) e—(x PeM), (44)
mit x = 0.305Q — 0.35Q% + 0.14 Q3.

Die molare Masse M, pe),— 18t von der Historie des Tropfens abhédngig und wird wihrend
der Verdunstung durch einen integralen Mittelwert (Gl. 4.5) angenéhert (Chin, 1994).

1 ~
vaap7PeM—>0 dQ
Q
MVap,PeM—wo - Mvap7m - -0 (4.5)
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Abb. 4.1: Molmasse des Brennstoffdampfes [links] und die Peclet-Zahl der Fliissigphase
[rechts] eines verdunstenden Jet-A1-Tropfens
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In Abbildung 4.1 ist die Molmasse des abdampfenden Brennstoffes und die Peclet-Zahl eines
Jet-A1-Tropfens dargestellt. In dieser Abbildung ist der Einfluss der Peclet-Zahl auf den Verlauf
der Molmasse gut zu erkennen. Gerade bei einem atmosphirischen Druckniveau (0.1 MPa) hat
die Peclet-Zahl einen groeren Wert. Dies fiihrt bei der Molmasse des Brennstoffdampfes zu ei-
ner deutlichen Abweichung von der Destillationskurve. Bei hoheren Driicken ist die Peclet-Zahl
kleiner und die Abweichung dadurch geringer, was auf einen kleineren Verdunstungsmassen-
strom zuriickzufiihren ist (sieche auch Abbildung 4.10). Die Simulation, der diese Verldufe zu
Grunde liegen, wird in Abschnitt 4.5.2 genau beschrieben.

Der Einsatz des Siedekurvenansatzes ist nur in Verbindung mit einem geeigneten Modellkraft-
stoff moglich. Wie im vorangegangenen Abschnitt beschrieben worden ist, kann mit dem Siede-
kurvenansatz der Destillationsprozess von Kerosin modelliert werden. Die Fortschrittsvariable
ist die molare Masse des abdampfenden Brennstoffes. Das DC-Modell benotigt nunmehr einen
Modellkraftstoff, der die Eigenschaften des Brennstoffes als Funktion der Molmasse beschreibt.
Die Modellierung dieses komplexen Gemisches wird im Folgenden vorgestellt.

4.2 Modellkraftstoff

In Verbrennungskraftmaschinen werden heutzutage Fliissigbrennstoffe eingesetzt, die aus Erdol
gewonnen werden. Eine Analyse des in der Luftfahrt verwendeten Treibstoffes Jet-A1l hat fol-
gende Zusammensetzung ergeben: 81.8% gesittigte Kohlenwasserstoffe, 17.6% Aromaten und
0.6% Olefine (Prommersberger, 2003). Es ldsst sich allgemein sagen, dass Kerosin zum Groi3-
teil aus gesittigten Kohlenwasserstoffen besteht, die die Verdunstung mallgeblich steuern. Eine
wichtige GroBe ist die molare Masse: Kurzkettige und damit leichtfliichtige n-Alkane besitzen
eine niedrige Molmasse, wihrend langkettige n-Alkane eine hohe Molmasse besitzen. Die Ab-
bildung 4.2 zeigt einen Ausschnitt der n-Alkan-Reihe sowie einige ausgewihlte Brennstoffe,
die als Funktion der Molmasse dargestellt sind (Rachner, 1998).

JP-4 Jet-A1 Diesel Molare Masse
100 114 128 142 156 170 184 198 212 [kg/kmol]
© © S § N & Q a S n-Alkane
T T I S T & & = 5
N~ (=] o - - - - - -
(&} (6] (&] (& (&] (&} (&] (&] (&

Abb. 4.2: Molare Masse reiner n-Alkane und realer Treibstoffe

Eine Destillation, die im vorangegangenen Abschnitt beschrieben worden ist, tritt nicht nur bei
der Verdunstung von Kerosintropfen in Erscheinung, sondern bei jeder Fliissigkeit, die aus un-
terschiedlichen Substanzen besteht. Leichtfliichtige Komponenten verdunsten bereits in einem
frithen Stadium, wéhrend schwerfliichtige in der fliissigen Phase verbleiben. Das Resultat ist
eine sich stindig dndernde, chemische Zusammensetzung der Fliissigkeit. Dass dieser komple-
xe Vorgang nicht mit einem simplen Kraftstoff aus ein oder zwei Komponenten beschrieben
werden kann, soll am Beispiel von Jet-A1 gezeigt werden.
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Der Treibstoff Jet-Al wird hdufig mit n-Dodekan oder einer bindren Mischung aus 44% n-
Dekan und 56% n-Tetradekan approximiert (Prommersberger, 2003). In Abbildung 4.3 ist die
Siedekurve dieser zwei Modellkraftstoffe der tatsdchlichen Siedekurve von Jet-A1l gegeniiber-
gestellt. Die Abbildung zeigt deutlich, dass die Anderung der chemischen Zusammensetzung
mit einem Einkomponenten-Kraftstoff nicht modelliert werden kann. Eine etwas bessere Ap-
proximation stellt das bindre n-Alkan-Gemisch dar. Bei einer infinitesimal kleinen Peclet-Zahl
dndert sich die Eigenschaft des Gemisches jedoch sprunghaft. Obwohl unter brennkammerty-
pischen Bedingungen meist Peclet-Zahlen grofler Null vorherrschen, spielt dieser Effekt beim
RM-Modell dennoch eine entscheidende Rolle. Dieses einfache Modell setzt stets eine unend-
lich schnelle Durchmischung im Tropfen voraus — dadurch fiihrt ein bindrer Modellkraftstoff
immer zu gro3en Fehlern (Kneer, 1993). Im Gegensatz hierzu trigt das DL.-Modell der tatsédch-
lichen Durchmischung im Tropfen Rechnung. Dieses Beispiel verdeutlicht, dass die Modellie-
rung des realen Kraftstoffes von der thermodynamischen Beschreibung des Verdunstungsmo-
delles abhingig gemacht werden muss.

540 -
P
520 ey—0
[p— 500 T
X
E ———————
F 480 -
—— Jet-A1
460 i m— 44% C10H22 + 56% C14H30
- = C12H26
440 ( T T T T 1
0 20 40 60 80 100

Verdunsteter Massenanteil [%]
Abb. 4.3: Siedekurve von Jet-A1 (Rachner, 1998) und hiufig verwendete Modellkraftstoffe

Wenn die Stoffeigenschaften eines komplexen Gemisches nicht berechnet werden konnen, miis-
sen diese auf irgendeine Weise modelliert werden. Die Destillationskurve von Kerosin zeigt,
dass die Zusammensetzung dieses Gemisches iiber die Molmasse charakterisiert werden kann
— dennoch sind die Stoffeigenschaften unbekannt. Aufgrund des groen Anteils an gesittigten
Kohlenwasserstoffen wird Kerosin als ein reines n-Alkan-Gemisch betrachtet. Diese Vereinfa-
chung ist bei der Modellierung der Tropfenverdunstung vertretbar, da sich die Aromaten nicht
grundlegend anders verhalten, als die gesittigten Kohlenwasserstoffe. Bei der Modellierung
chemischer Reaktionen kann diese Vereinfachung jedoch nicht getroffen werden.

Das Prinzip des hier vorgestellten Modellkraftstoffes basiert darauf, dass die Eigenschaften von
Kohlenwasserstoffe durch gewisse Stoffparameter (z.B. kritischer Druck oder kritische Tempe-
ratur) definiert sind. Die Stoffdaten der reinen n-Alkane werden durch Korrelationen berechnet,
die auf diese Parameter zuriickgreifen. Gelingt es, die Stoffparameter fiir simtliche n-Alkane
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als Funktion der Molmasse zu beschreiben, kann die n-Alkan-Reihe durch nur eine Grofle, die
molare Masse, modelliert werden. Das Ergebnis ist ein generischer Stoff, dessen Eigenschaften
eine Funktion der Molmasse sind. Hat der Modellkraftstoff eine Molmasse von 170 kg/kmol,
gibt er die exakten Eigenschaften von n-Dodekan (C12H26) wieder. Der entscheidende Vor-
teil ist nicht die Kenntnis sdmtlicher reiner n-Alkane, sondern Destillationsvorginge konnen
ebenfalls modelliert werden. Diese Funktionalitiit ist in Abbildung 4.4 anhand der Siedekur-
ve von Jet-Al exemplarisch dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass die Anderung der
Stoffeigenschaft als Funktion der Molmasse aufgetragen werden kann. Voraussetzung ist, dass
die verwendeten Stoffkorrelationen und Mischungsregeln (sieche Abschnitt 4.3) fiir sémtliche
n-Alkane giiltig sind.

540 - ‘ reine n-Alkane ‘
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Abb. 4.4: Siedekurve von Jet-Al [links] und Siedetemperaturen der reinen n-Alkane [rechts]

In dieser Arbeit werden die Stoffparameter durch mathematische Funktionen angenéhert, die
aus den Stoffparametern der reinen n-Alkane (Reid et al., 1987) bestimmt werden. Die Approxi-
mation ist ab einer Molmasse von M = 30 kg/kmol (C2H6) bis zu M = 282 kg /kmol (C20H42)
giiltig. Alle Funktionen konnen durch Gleichung (4.6) beschrieben werden, deren Koeffizienten
fiir die einzelnen, stoffspezifischen Parameter in Tabelle A.4 zusammengefasst sind. In Abbil-
dung 4.5 ist die kritische Temperatur der reinen n-Alkane und die Polynom-Anpassung des
Modellkraftstoffes einander gegeniibergestellt.

OM) = f(x), x:a+b~M—i—c-M2+d~M3—|—A£/[ (4.6)
Die Kombination aus dem hier entwickelten Modellkraftstoff und dem Siedekurvenansatz (Ab-
schnitt 4.1) ermoglicht eine effektive, thermodynamische Beschreibung eines verdunstenden
Kerosintropfens. Wihrend der Siedekurvenansatz den Destillationsfortschritt mit Hilfe der Mol-
masse beschreibt, konnen mit Gleichung (4.6) sdmtliche Stoffparameter wihrend der Destil-
lation bestimmt werden. Die genaue Kenntnis der Stoffparameter ist fiir die Berechnung der
thermo-physikalischen Grofen entscheidend. Dies wird in den folgenden Abschnitten deutlich.
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Abb. 4.5: Kritische Temperatur der reinen n-Alkane [Punkte] und des Modellkraftstoffes [Li-
nie] aus Burger et al. (2001)

4.3 Thermo-physikalische Stoffeigenschaften

Im vorangegangenen Abschnitt ist ein Modellkraftstoff beschrieben worden, der dem DC-
Modell eine effektive Berechnung realer Brennstofftropfen ermoglicht. Hierfiir muss eine Stoff-
datenbank geschaffen werden, die die thermo-physikalischen Eigenschaften des Modellkraft-
stoffes beschreibt. Wihrend der Simulation muss dem Tropfenverdunstungsmodell ein perma-
nenter Zugriff auf diese Datenbank ermoglicht werden.

Eine Reihe an Korrelationen und Mischungsregeln stehen in der Literatur zur Verfiigung (Reid
et al., 1987) (VDI, 1991), mit denen die StoffgroBen der Gas- und Fliissigphase berechnet wer-
den konnen. Die Schwierigkeit besteht darin, dass fiir das jeweilige Brennstoffgemisch zuver-
lassige Korrelationen gefunden werden miissen. Vor allem der in Abschnitt 4.2 beschriebene
Modellkraftstoff stellt eine gewisse Herausforderung dar. In Tabelle A.1 sind geeignete Korre-
lationen zusammengefasst, die diese Anforderungen erfiillen. Die Korrelationen sind auf sdmt-
liche n-Alkane anwendbar und enthalten zudem Mischungsregeln, um das binidre Dampf-Luft-
Gemisch zu beschreiben.

Einige der Korrelationen, die in Tabelle A.1 aufgefiihrt sind, setzen ein thermodynamisch idea-
les Verhalten der Stoffe und Gemische voraus. Diese Voraussetzung fiihrt vor allem bei hoheren
Driicken zu Fehlern. In diesem Fall kann dem realen Verhalten durch so genannte Korrekturglei-
chungen (Departure Functions) Rechnung getragen werden. Hierbei handelt es sich um Korre-
lationen, die die Abweichung zwischen dem idealen und dem realen Verhalten beschreiben. In
Tabelle A.2 sind geeignete Korrekturgleichungen fiir simtliche Stoffgroflen zusammengefasst.
Ist keine Korrektur angegeben, ist die entsprechende Stoffkorrelation in Tabelle A.1 bereits fiir
Hochdruck geeignet (z.B. die Soave-Redlich-Kwong Gleichung).

Die Bestimmung der Stoffdaten ist besonders bei hohen Driicken durch einen groen Rechen-
aufwand geprigt. Um die Stoffdaten dem CFD-Programm moglichst effizient zur Verfiigung zu
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stellen, wird die Berechnung sdmtlicher Daten der Simulation vorangestellt und diese als Funk-
tion der Temperatur, des Druckes, der Molmasse (Modellkraftstoff) und des Mischungsbruches
(Gasphase) in Nachschlagetabellen abgelegt.

CFD-Programm

* Schnittstelle +

Stoffdaten-Modul

Effiziente Abfrage samtlicher Stoffdaten

Tabelle: Fliissigphase

<— Stoffdaten: p, c,, u, A, hy, T

Parameter: T,p, M

Datenausgabe

Lineare Interpolation

Pegasus-Algorithmus

Tabelle: Gasphase
Datenverwaltung

<— Stoffdaten: p,c,,u, A, T
Daten initialisieren P H

Aufbau einer Matrixstruktur Parameter: T, p, M, Y

Abb. 4.6: Prinzipieller Aufbau der Stoffdaten-Verwaltung

Zur Verwaltung der tabellierten Stoffdaten wurde ein eigenstindiges Modul entwickelt, das dem
CFD-Programm sdmtliche Werte iiber eine definierte Schnittstelle zur Verfiigung stellt. Das Mo-
dul ist mit einem Pegasus-Verfahren ausgestattet, das eine schnelle Suche der gewiinschten Da-
ten ermoglicht. Liegen die bendtigten Werte zwischen zwei Stiitzstellen, so werden die Stoffda-
ten linear interpoliert. Diese Vorgehensweise ist um ein Vielfaches schneller, als die aufwendige
Berechnung der eigentlichen Werte. Die prinzipielle Datenstruktur, sowie das Stoffdaten-Modul
ist in der Abbildung 4.6 dargestellt.

4.4 Phaseniibergang

Bei der Verdunstung eines Tropfens findet ein Phaseniibergang statt. Die Kenntnis der Dampf-
konzentration an der Tropfenoberfldache ist fiir die Berechnung von entscheidender Bedeutung.
Aus der mathematischen Beschreibung der Tropfenverdunstung geht hervor, dass der Verdun-
stungsmassenstrom sogar direkt von dieser Grofe abhiingt (Gl. 3.57).

Im vorangegangenen Abschnitt ist bereits die Problematik des realen Stoffverhaltens bei ho-
hen Umgebungsdriicken angedeutet worden. Wihrend die Annahme einer idealen Zustands-
dnderung bei der Ermittlung der Stoffdaten zu Ungenauigkeiten fiihrt, verursacht dies beim
Phaseniibergang erhebliche Fehler. Stengele (1998) verdeutlicht, dass die physikalischen Vor-
ginge beim Phaseniibergang nur durch reale Zustandsinderungen beschrieben werden konnen.
Dementsprechend muss eine Moglichkeit gefunden werden, wie der Phaseniibergang des Mo-
dellkraftstoffes (vgl. Abschnitt 4.2) mathematisch beschrieben werden kann.
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Nach dem gibbsschen Kriterium herrscht ein Gleichgewichtszustand zwischen mehreren Pha-
sen erst dann, wenn die Temperatur, der Druck und das chemische Potential in allen Phasen
identisch ist (Gmehling und Kolbe, 1992). Bei reinen Stoffen ist das chemische Potential gleich-
bedeutend mit der gibbsschen Enthalpie g. Die Gleichgewichtsbedingung kann mit Hilfe der
Fugazitit f formuliert werden:

5h=g?+RT-%5 4.7

1

Hierbei sind g? und f? lediglich eine Funktion von Druck und Temperatur. Da diese GroRen in
beiden Phasen identisch sind, kann die Gleichgewichtsbedingung zwischen der dampfformigen
und der fliissigen Phase folgendermalen formuliert werden:

T = T, (4.8)
pI = Dg 4.9)
Jii = Jei (4.10)

Anstelle der Fugazitit f wird hiufig der Fugazititskoeffizient ¢ verwendet. Die Gleichung
(4.11) beschreibt den Zusammenhang zwischen beiden Grof3en:

fi=ei-Xi-p (4.11)

Aus den Gleichungen (4.9), (4.10) und (4.11) lisst sich die Gleichgewichtsbedingung in fol-
genden Ausdruck iiberfiihren:

X1 i =Xgi Pgi (4.12)

Zur Losung des Phasengleichgewichtes wird ein Gleichungssystem benétigt, mit dem die Fuga-
zitdtskoeffizienten in beiden Phasen berechnet werden konnen. Es gibt eine Reihe an Zustands-
gleichungen, von denen sich die Soave-Redlich-Kwong-Gleichung als besonders praktikabel er-
wiesen hat. Im Gegensatz zu anderen Zustandsgleichungen bendotigt diese halb-empirische Zu-
standsgleichung nur wenige Stoffparameter, die mit Hilfe des Modellkraftstoffes als Funktion
der Molmasse bestimmt werden konnen. Die mathematische Formulierung der Soave-Redlich-
Kwong-Gleichung ist im Folgenden dargestellt:

IV X: q:ii
no: — In v ;laljlnv—f—b_'_ b] lan
o = M Ty T TRTD v v—b RT
abj v+b b
| — 4.13
+RTb2(n v v+b) (+13)

Die Reinstoffparameter der Gleichung (4.13) werden mit den Ausdriicken (4.14) - (4.17) be-
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stimmt:
R2 T2
a; = 0.42748- S (4.14)
Pc,i

2
T 0.5
@ = |1+(0.48+1.574 &;—0.176 o?) (1—(—) )] (4.15)
c,i

ajj = \/ Aii ajj(l—kij) (4.16)

RT.,
b; = 0.08664 - —— 4.17)
Pc,i

Unter Verwendung der Mischungsregeln (4.18) - (4.19) konnen die Parameter a und b der Glei-
chung (4.13) ermittelt werden:

n n

a = ZZX,‘XjCl,‘j (4.18)
i=1j=1

b = Y X;b (4.19)

N
I
—_

Das Gleichungssystem (Gl. 4.13 - 4.19) enthilt vier stoffspezifische Parameter: der Wechsel-
wirkungsparameter k;;, die kritische Temperatur T, der kritischer Druck p. und der azentrische
Faktor w;. Der erste Parameter k;; kann fiir n-Alkane ndherungsweise zu Null gesetzt werden
(Stengele, 1998), wihrend die anderen drei Parameter 7;, p. und »; im Modellkraftstoff enthal-
ten sind (Tabelle A.4).

Das molare Volumen v kann mit der von Soave-Redlich-Kwong modifizierten Zustandsglei-
chung (4.20) bestimmt werden. Die Parameter a und » sind mit denen der Gleichung (4.13)
identisch:

RT a

P= v—b_v(v+b) (4.20)

Im Allgemeinen hat die kubische Gleichung (4.20) drei Losungen, die alle real oder aus einer
realen und zwei komplexen Losungen bestehen konnen. Im unterkritischen Bereich existieren
nur reale Losungen — der kleinste Wert entspricht dem molaren Volumen der Fliissigkeit und
der grofite Wert dem der Gasphase.

Das Phasengleichgewicht besitzt keine analytische Losung. Das Gleichungssystem muss viel-
mehr iterativ gelost werden. Der in dieser Arbeit verwendete Losungsalgorithmus basiert auf
der Regula-Falsi-Methode und ist in Abbildung 4.7 dargestellt. Um den Berechnungsaufwand
wihrend der Simulation gering zu halten, wird die Dampfkonzentration fiir den Modellkraftstoff
als Funktion von Temperatur, Druck und Molgewicht berechnet und in Nachschlagetabellen ab-
gelegt. Das Prinzip der Stoffdaten-Verwaltung ist im vorangegangenen Abschnitt beschrieben
worden.

In kommerziellen CFD-Programmen wird der Phaseniibergang hiufig durch das raoultsche Ge-
setz (4.21) beschrieben. Das raoultsche Gesetz ist giiltig, wenn sich beide Phasen ideal verhal-
ten. Bei einem System aus Luft und n-Alkanen ist dies nur bei atmosphirischen Driicken der
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Abb. 4.7: Losungsalgorithmus fiir das Phasengleichgewicht

Fall. Brennkammerdriicke konnen hingegen das 40fache des atmosphirischen Druckes betra-
gen.

Xl,i *Pvap,i = Xg,i * Psys (4.21)

In Abbildung 4.8 (linkes Bild) wird die Losung des Phasengleichgewichtes fiir das binire n-
Oktan-Luft-System dem raoultschen Gesetz gegeniibergestellt. Der Vergleich zeigt, dass das
raoultsche Gesetz ab einem Druck von 1 MPa von der exakten Losung stark abweicht. Das
rechte Bild in Abbildung 4.8 zeigt das Phasengleichgewicht fiir verschiedene n-Alkane, die
mit dem Modellkraftstoff (Variation der Molmasse) bei einem konstanten Druck von 2 MPa
berechnet worden sind. Interessant ist, dass bei dem langkettigen n-Dodekan (C12H26) und
n-Tetradekan (C14H30) ein kritischer Mischungspunkt auftritt. Diese Erkenntnis ist auch fiir
die Verdunstung von Kerosintropfen wichtig, da die langkettigen und damit schwerfliichtigen
n-Alkane als letztes verdunsten. Somit unterstiitzt die Destillation eine iiberkritische Verdun-
stung.

Mit dem vorgestellten Gleichungssystem kann der Phaseniibergang des Modellkraftstoffes (Ab-
schnitt 4.2) unter Beriicksichtigung realer Zustandsidnderungen bestimmt werden. Dieser Ent-
wicklungsschritt ist fiir den Einsatzbereich des DC-Modelles entscheidend. Die Abbildung 4.8
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Abb. 4.8: T-X Diagramm fiir ein System aus Luft und n-Oktan [links] bzw. verschiedenen n-
Alkanen [rechts]

zeigt deutlich, dass die Annahme idealer Zustandsinderungen bei hohen Umgebungsdriicken
zu erheblichen Fehlern fiihrt.

4.5 Bewertung des Verdunstungsmodelles

Das DC-Modell wird in diesem Abschnitt unter atmosphirischen als auch brennkammertypi-
schen Temperaturen und Driicken getestet. Von Prommersberger et al. (1998) wurde bereits ge-
zeigt, dass das DC-Modell zur Berechnung einer experimentell untersuchten Vorverdunstungs-
strecke bestens geeignet ist. Dennoch wurde dieses Experiment ausschlieBlich bei atmosphiri-
schen Driicken durchgefiihrt.

Experimentelle Untersuchungen eines unter Hochdruck verdunstenden Kerosintropfens sind bis
zum heutigen Tag nicht veroffentlicht worden. Eines der wenigen, geeigneten Experimente ist
die von Runge und Teske (1998) durchgefiihrte Verdunstung eines am Draht aufgehédngten JP-
8-Tropfens. Das Experiment eignet sich ideal, um die Genauigkeit des Modellkraftstoffes zu be-
werten, dennoch wurde die Messung lediglich bei atmosphérischen Bedingungen durchgefiihrt.
Um die Berechnungsgenauigkeit unter brennkammertypischen Temperaturen und Driicken ein-
schitzen zu konnen, wird das DC-Modell mit dem DL-Modell verglichen. Das von Landis
und Mills (1974) sowie Sirignano (1984) vorgestellte DL-Modell basiert auf der Losung der
partiellen Differentialgleichungen eines kugelsymmetrischen Energie- und Stofftransportes und
zihlt heutzutage zu den genausten Tropfenverdunstungsmodellen. Allerdings kann mit dem DL-
Modell lediglich ein bindrer Brennstofftropfen exakt berechnet werden (Kneer et al., 1993a), da
der Diffusionskoeffizient eines tertiiren oder polyniren n-Alkane-Gemisches nicht genau be-
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stimmt werden kann (Reid et al., 1987). Der Kraftstoff Jet-A1 wird daher durch eine binére
Mischung aus 44% n-Dekan (C10H22) und 56% n-Tetradekan (C14H30) angenihert (siehe
auch Abschnitt 4.2). Diese Approximation ist beim DL-Modell vertretbar, da die rdumlichen
Transportvorginge im Tropfen nicht modelliert, sondern numerisch berechnet werden. Der De-
stillationsprozess ergibt sich somit direkt aus den physikalischen GesetzmiBigkeiten. Mit Un-
genauigkeiten ist lediglich bei einer duBerst langsamen Verdunstung zu rechnen (Pey; ~ 0),
was in einer Brennkammer aufgrund der hohen Temperaturen ausgeschlossen werden kann.
Das in dieser Arbeit verwendete DL-Modell wurde von Kneer (1993) entwickelt und von Sten-
gele et al. (1999) unter Hochdruckbedingungen getestet. Um die tropfenseitige Modellierung
vergleichen zu konnen, sind beide Modelle mit dem in Abschnitt 3.2 beschriebenen, quasi-
stationdren Gasphasenmodell ausgestattet. Die berechneten Ergebnisse beider Modelle werden
in den folgenden Abschnitten einander gegeniibergestellt und diskutiert.

4.5.1 Validierung des Modellkraftstoffes

In dem Experiment von Runge und Teske (1998) wurde ein JP-8 Tropfen an einem Draht auf-
gehingt und in einem kalten Luftstrom verdunstet. Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass
zwischen JP-8 und Jet-A1 praktisch kein Unterschied besteht (Rachner, 1998). Aufgrund der
niedrigen Temperaturen setzt eine extrem langsame Verdunstung ein. Der Wirme- und Stoff-
transport im Tropfen lduft damit um Groenordnungen schneller ab, als die Verdunstung selbst.
Dieser physikalische Grenzfall kann mit dem DC-Modell sehr genau berechnen werden, da
die Destillationskurve fiir exakt diese Bedingung (Pey; ~ 0) aufgenommen wurde. Auch ein
Temperaturprofil im Tropfen ist bei diesem Experiment nicht zu erwarten (Bi ~ 0). Die Genau-
igkeit hingt somit ausschlielich von der Modellierung des Kraftstoffes ab. Gerade bei kleinen
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Abb. 4.9: Verdunstender JP-8 Tropfen: Experiment von Runge und Teske (1998) [Punkte], DC-
Modell [Linie]
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Peclet-Zahlen kann Kerosin nicht mit einem einfachen n-Alkan-Gemisch approximiert werden
(Abschnitt 4.2).

In Abbildung 4.9 wird das berechnete D>-Verhiltnis mit den experimentell ermittelten Werten
verglichen. Dabei lisst sich eine ausgezeichnete Ubereinstimmung feststellen. Der in Abschnitt
4.2 vorgestellte Modellkraftstoff stellt somit eine gute Approximation fiir das Kerosin JP-8 bzw.
Jet-A1 dar. Dennoch ist diese Validierung bei atmosphérischen Bedingungen durchgefiihrt wor-
den und ist fiir eine technische Brennkammer wenig reprisentativ.

4.5.2 Brennkammertypische Bedingungen

In diesem Abschnitt soll gezeigt werden, inwieweit das DC-Modell unter brennkammertypi-
schen Bedingungen eingesetzt werden kann. Da keine geeigneten Experimente vorliegen, wird
das vorgestellte DC-Modell mit dem DL-Modell verglichen. Als Testfall dient die Verdunstung
eines stehenden Jet-A1-Tropfens in einer ruhenden Gasphase. Diese idealisierte Konfiguration
ist durch einen kugelsymmetrischen Energie- und Stofftransport charakterisiert, der mit dem
DL-Modell genau berechnet werden kann (Sirignano, 1993). Typische GroBen, wie das D?-
Verhiltnis, die Oberflaichentemperatur und der verdunstende Massenstrom werden in diesem
Abschnitt verglichen. Die Berechnungen werden fiir die Driicke 0.1 MPa, 1.0 MPa und 5.0 MPa,
sowie einer konstanten Umgebungstemperatur von 800 K (typische Temperatur am Brennkam-
mereintritt in einem Strahltriebwerk) durchgefiihrt.

Die in diesem Abschnitt berechnete Verdunstung eines stehenden Tropfens in einer ruhen-
den Gasphase ist von einem einseitigen Diffusionsstrom geprigt, der durch den Konzentrati-
onsgradienten des Brennstoffdampfes angetrieben wird. Liegt die diffusive Zeitskala (7y;ry =
D?z /Tgrer) in der GroBenordnung der Verdunstungszeit, ist die vereinfachte Annahme einer
quasi-stationidren Gasphase nicht zutreffend (Stengele, 1998). In einer Verdffentlichung von
Burger et al. (2003a) konnte jedoch gezeigt werden, dass dieser gasseitig auftretenden Effekt
fiir die Modellierung der Fliissigphase keine Bedeutung hat.

Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass im Falle von bewegten Tropfen dem einseitigen Diffusi-
onstrom ein erzwungener Konvektionsstrom iiberlagert wird. Dessen charakteristische Zeitskala
(feony = Dg/uye) ist bei brennkammertypischen Bedingungen sehr viel kleiner als die Verdun-
stungszeit. Somit ist die quasi-stationdre Betrachtung der Gasphase fiir die Modellierung einer
Brennkammer zulidssig (Delplanque, 1993) und fiihrt nur bei dem akademischen Fall eines ste-
henden Tropfens zu gewissen Ungenauigkeiten (Burger et al., 2003a).

In Abbildung 4.10 sind die Berechnungen beider Modelle einander gegeniibergestellt. Da das
DC-Modell einer sich dndernden Zusammensetzung Rechnung trigt, stimmen die berechneten
Oberflichentemperaturen gut iiberein. Auch bei den D?-Verhiltnissen zeigt das DC-Modell eine
gute Ubereinstimmung mit dem exakten DL-Modell. Wihrend sich bei einem atmosphérischen
Druck (0.1 MPa) der typisch lineare Verlauf des D?-Verhiltnisses einstellt, ist bei Hochdruck
(5.0 MPa) eine permanente Anderung der Steigung erkennbar. Auch diese Charakteristik gibt
das DC-Modell exakt wieder.

Bei der Betrachtung des Verdunstungsmassenstromes kann vor allem bei den Driicken 0.1 MPa
und 1.0 MPa eine gewisse Abweichung festgestellt werden. Im Vergleich zum DL-Modell sagt
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das DC-Modell einen wesentlich hoheren Anstieg des Verdunstungsmassenstromes voraus. Die
Abweichung ist auf die analytische Beschreibung des Wirmetransportes zuriickzufiihren, die
im DC-Modell aus dem UT-Modell iibernommen wurde (sieche Abschnitt 3.2). Dieser Ansatz
basiert auf der Annahme eines uniformen Temperaturprofiles im Tropfen. Wie schon in der
Arbeit von Kneer (1993) gezeigt wurde, bildet sich wihrend der Aufheizungsphase ein Tem-
peraturprofil im Tropfen aus. Die Annahme einer uniformen Temperaturverteilung ist streng
genommen falsch und fiihrt im ersten Moment zu einer stirkeren Aufheizungsphase, als dies
in der Realitiit der Fall ist. Aufgrund dieser Verzdgerung setzt beim DC-Modell im Anschluss
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Abb. 4.10: Vergleich zwischen dem DC-Modell und dem DL-Modell: Oberflichentempera-
tur [oben links], D?-Verhiltnis [oben rechts] und Verdunstungsmassenstrom [unten
Mitte])
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eine zu starke Verdunstung ein — ein zu starker Anstieg des Dampfmassenstromes ist die Folge.
Das Phinomen kann auch anhand des D?-Verhiltnisses beobachtet werden. Zu Anfang berech-
net das DC-Modell einen leicht hoheren Wert als das DL-Modell, wiahrend im Anschluss ein
starkerer Abfall beobachtet werden kann. Es ist bereits in Abschnitt 3.2 gezeigt worden, dass
dieser Effekt durch die Biot-Zahl beschrieben werden kann. Wihrend der analytische Aus-
druck des DC- und UT-Modelles fiir Bi — 0 hergeleitet wurde, ist das DL.-Modell fiir sémtliche
Biot-Zahlen giiltig und somit keiner physikalischen Beschrinkung unterworfen. Der Fehler tritt
hauptsédchlich bei grolen Tropfen in Erscheinung, da die Biot-Zahl eine lineare Funktion des
Tropfendurchmessers ist (siehe Gl. 3.53)

Bei Hochdruck (5.0 MPa) spielen diese Effekte eine untergeordnete Rolle. Hier findet die Ver-
dunstung durch den erschwerten Phaseniibergang ohnehin erst bei hoheren Temperaturen statt
(sieche Abb. 4.8). Dann setzt allerdings eine starke Verdunstung ein, die die typisch lineare Ab-
nahme des quadratischen Tropfendurchmessers iibersteigt. Dies wird vor allem durch die bei
Hochdruck reduzierte Verdampfungsenthalpie verursacht. Der Dampfmassenstrom muss daher
im Verhiltnis zur Tropfenoberfliche stindig gesteigert werden, um dem eindringenden Wérme-
strom entgegenzuwirken.

In dem vorgestellten Testfall ist keine iiberkritische Verdunstung aufgetreten, obwohl bei 5 MPa
und 800 K ein iiberkritischer Mischungspunkt moglich ist. Dennoch bleibt die Oberflichen-
temperatur des Tropfens stets unterhalb der kritischen Temperatur. Es sei am Rande erwihnt,
dass bei einer iiberkritischen Verdunstung die Annahme eines einseitigen Diffusionsstromes im
tropfenumgebenden Gasfilm nicht zutreffend ist (vgl. Abschnitt 3.2). Die thermodynamische
Beschreibung des DC-Modelles miisste in diesem Fall mit einem geeigneten Modellansatz er-
weitert werden (Schmehl und Steelant, 2003, Zhu et al., 2001).

Zusammengefasst liefert das DC-Modell auch unter anspruchsvollen Bedingungen gute Ergeb-
nisse. Im Gegensatz zu anderen numerisch effektiven Modellen, die sowohl bei der Modellie-
rung von Mehrkomponenten-Brennstoffen (Kneer, 1993) als auch beim Einsatz unter Hoch-
druckbedingungen (Stengele, 1998) stark fehlerbehaftet sind, stellt das DC-Modell eine echte
Alternative zu dem numerisch aufwendigen DL-Modell dar. Lediglich durch die Annahme ei-
nes uniformen Temperaturprofiles im Tropfen unterliegt das DC-Modell einer physikalischen
Beschriankung, die durch die Biot-Zahl charakterisiert werden kann. Fiir typische Tropfendurch-
messer in Brennkammern ist diese Annahme jedoch vertretbar.

4.5.3 Numerische Effizienz

Das vorgestellte Tropfenverdunstungsmodell wurde fiir den Einsatz in CFD-Programmen ent-
wickelt. Die Voraussetzung ist eine hohe, numerische Effizienz, wobei sdmtliche Hochdruckef-
fekte beriicksichtigt werden miissen. Dieses Entwicklungsziel wurde durch das DC-Modell in
Kombination mit dem neu entwickelten Modellkraftstoff erreicht. Die aufwendige Kalkulation
der Stoffdaten wird der eigentlichen Berechnung vorangestellt und in Nachschlagetabellen ver-
waltet. In Tabelle 4.1 sind die CPU-Zeiten einander gegeniibergestellt, die fiir die Berechnung
eines Einzeltropfens benotigt werden. Das DC-Modell ist um eine GroBenordnung schneller als
das auf Transportgleichungen basierende DL-Modell. Eine entscheidende Reduzierung wird
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durch die Stoffdaten-Verwaltung erreicht. Die CPU-Zeit kann mit Hilfe der Tabellierung um
einen Faktor von vierzig reduziert werden. Somit liefert die Kombination aus DC-Modell und
tabellierten Stoffdaten eine aullerordentlich hohe, numerische Effizienz.

Modell CPU-Zeit [s] |

DC-Modell mit tab. Stoffdaten 0.280
DC-Modell ohne tab. Stoffdaten 11.08
DL-Modell ohne tab. Stoffdaten 106.2

Tab. 4.1: CPU-Zeit auf einem 900 MHz Athlon Computer






5 Karmansche WirbelstraBBe als Testfall

Grundlegende Testfélle, mit denen sich die Funktion eines Stromungsberechnungsprogramm
tiberpriifen lassen, sind fiir die Entwicklung numerischer Verfahren von grofter Bedeutung.
Fiir instationdre Zweiphasenstromungen wurde jedoch bis heute kein geeigneter Testfall vorge-
stellt, mit dem die Simulation grundsitzlicher Mechanismen validiert werden kann. In Kapitel
2 sind die Phinomene einer instationiren Zweiphasenstromung vorgestellt worden. Interessan-
terweise ist die Gemischbildung in einer wirbelbehafteten Stromung stark von der gegensei-
tigen Wechselwirkung zwischen der Gas- und Tropfenphasen abhingig. Diesbeziiglich wird
der Tropfen-Wirbel-Interaktion eine grofle Bedeutung zugesprochen und soll durch ein Berech-
nungsverfahren exakt simuliert werden konnen. Um das numerische Verfahren entsprechend
dieser Anforderungen entwickeln und testen zu kdonnen, musste ein geeignet Testfall definiert
werden.

Die tropfenbeaufschlagte karmansche Wirbelstrae hat sich fiir diese Aufgabe als ein idealer
Testfall erwiesen. Im Gegensatz zu einer turbulenten Stromung, konnen die deterministischen
Wirbelstrukturen dieser laminaren Stromungskonfiguration isoliert betrachtet werden. Heutzu-
tage wird dieses Phidnomen hauptsédchlich zur grundlegenden Untersuchung von Instabilititen
eingesetzt, sei es durch numerische oder experimentelle Arbeiten. Die karmansche Wirbelstra-
Be stellt somit einen geeigneten Validierungstestfall fiir instationére Stromungsberechnungspro-
gramme dar (Beaudan und Moin, 1994).

Fiir diesen idealisierten Testfall existieren eine Vielzahl von experimentellen und theoretischen
Untersuchungen — allerdings nur fiir einphasige Fluide. Obwohl sich die tropfenbeladene kar-
mansche Wirbelstrae zur Untersuchung von wirbelbehafteten Zweiphasenstromungen eignet,
existieren fiir diese Konfiguration keine nennenswerten Untersuchungen. Die in dieser Arbeit
durchgefiihrte, numerische Simulation soll daher als ein erster Schritt verstanden werden, um
diesen einzigartigen Testfall zu charakterisieren.

Die numerische Untersuchung umfasst sowohl die Dispersion der Tropfen in der Wirbelschlep-

Abb. 5.1: Visualisierung von Dance (1966): Die karmansche Wirbelstrae im Nachlauf eines
Zylinders (Re=140)
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pe als auch die Wechselwirkung zwischen den beiden Phasen. Die Studie zeigt, dass die alter-
nierende Wirbelablosung nicht nur durch die Umstromung des Zylinders, sondern auch durch
die Tropfenbeladung und die Tropfengrofe beeinflusst wird.

Die karmansche Wirbelstral3e zeichnet sich gegeniiber anderen Testféllen durch einen entschei-
denden Vorteil aus: Die Druck- und Geschwindigkeitsverteilung am Zylinder konnen durch in-
tegrale GroBen ausgewertet werden. In diesem Zusammenhang ist der Widerstandsbeiwert und
der Auftriebsbeiwert des Zylinders zu erwihnen. Die Stromungsinstabilitit, die im Nachlauf
des Zylinders auftritt, kann durch diese Werte sehr genau charakterisiert werden. Sowohl der
Widerstandsbeiwert als auch der Auftriebsbeiwert knnen so als Funktion der Tropfenbeladung
und der Tropfengroe aufgetragen werden. Die Resultate zeigen eindeutig, dass zwischen den
Tropfen und der Gasphase eine beidseitige Wechselwirkung auftritt.

Wiihrend die einphasige karmansche Wirbelstrae durch die Reynolds- und Strouhal-Zahl voll-
stindig beschrieben ist (Green, 1995) (Lienhard, 1966) (Williamson, 1988a), werden zur Cha-
rakterisierung einer wirbelbehafteten Zweiphasenstromung weitere Kennzahlen bendtigt, die
die Tropfenphase mit in Betracht ziehen (Crowe et al., 1998). Um dimensionslose Kennzahlen
herleiten zu konnen, mit denen sich grundlegende Mechanismen charakterisieren lassen, wird
der numerischen Untersuchung eine Ahnlichkeitsbetrachtung vorangestellt. Die eindimensio-
nale Partikelbewegung in einem harmonisch oszillierenden Gasfeld kann unter gewissen An-
nahmen analytisch gelost werden. Fiir dieses Basisproblem einer instationiren Partikel-Luft-
Stromung kann eine grundlegende Analyse des Frequenzganges durchgefiihrt werden. Auf die-
se Weise wird das Ubertragungsverhalten der gekoppelten Zweiphasenstromung eindeutig be-
stimmt. Grundlegende Eigenschaften einer oszillierenden Zweiphasenstromung, wie die Pha-
senverschiebung oder das Amplitudenverhiltnis, konnen tiber Kennzahlen definiert werden.
Abschlielend wird die karmansche Wirbelstra3e mit verdunstenden Tropfen beaufschlagt. Hier-
bei werden alle physikalischen Phanomene, wie Massen-, Impuls- und Energieaustausch be-
riicksichtigt. Die Simulation zeigt, dass Inhomogenitéten nicht nur durch die Wirbelstrukturen,
sondern auch durch das Verdunstungsverhalten der Tropfen hervorgerufen werden.

Die hier diskutierte Zweiphasenstromung im Nachlauf eines Zylinders ist zur Validierung von
instationdren Berechnungsverfahren bestens geeignet. Charakteristische Phidnomene, die sich
1n einer Ahnlichkeitsbetrachtung analytisch bestimmen lassen, treten in der numerischen Si-
mulation ebenfalls in Erscheinung (Burger et al., 2003b). Eine Validierung mittels analytischer
Erkenntnisse ermdglicht eine prizise Bewertung des numerischen Verfahrens. In der Literatur
ist bis heute keine experimentelle Untersuchung vorgestellt worden, mit der die Berechnung
von Tropfen-Wirbel-Interaktionen zuverlédssig validiert werden kann.

5.1 Charakterisierung der Zylinderumstromung

In der Antike war das Phdnomen der periodischen Wirbelablosung hinter stumpfen Korpern
bereits bekannt. Schon Homer (800 v. Chr.) schrieb, dass sich sphirenartige Klidnge entfalten,
wenn Aolus, der griechische Gott der Winde, iiber die Saiten der Leier streicht. Die so genannte
Aolsharfe nutzt die durch den Wind induzierten Vibrationen, um ihre Saiten zur Schwingung
zu versetzen. Andert sich die Windgeschwindigkeit, springen die Téne von einem Oberton zum
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anderen iiber, so dass verschiedene Akkorde und zuweilen kleine Melodienfolgen zu horen sind.
Im 15. Jahrhundert beschrieb Leonardo da Vinci das Auftreten einer Wirbelreihe im Nachlauf
eines stumpfen Korpers. Die Entstehung von dolischen Ténen an einem umstromten Zylinder
(Draht) wurde erstmals von Strouhal (1878) untersucht. Er stellte fest, dass die Tonfrequenz zu
dem Quotienten Luftgeschwindigkeit durch Zylinderdurchmesser (Uy/ D) direkt proportional
ist. Anfang des 20. Jahrhunderts beschiftigten sich eine Reihe von Wissenschaftlern mit dieser
Art von Instabilitdt. Die bekannteste Arbeit wurde von Karman (1911) veroffentlicht. Ihm zu
Ehren erhielt die karmansche Wirbelstra3e ihren Namen.

Bei der Umstromung eines kreisformigen Zylinders treten verschiedene Arten von alternieren-
den Wirbelablosungen auf, die in Abhédngigkeit der Reynolds-Zahl in Regime aufgeteilt werden
konnen. Im Folgenden wird die Zylinderumstromung und die Entstehung bzw. Abldsung der
Wirbel im Einzelnen beschrieben.

Stationire Umstromung

Die stationédre Zylinderumstréomung tritt in einem Bereich von 0 < Re < 40 auf. Im Falle einer
schleichenden Umstromung (Re < 1) kann sie durch die Theorie von Stokes vollstindig be-
schrieben werden. Wird die Reynolds-Zahl erhoht, kommt es zu einer Ablosung der laminaren
Grenzschicht von der Zylinderoberflache. Die Ablosung tritt erstmals im Bereich 3.2 < Re < 5
auf (Beaudan und Moin, 1994) und fiihrt zu der Ausbildung zweier stationdrer, symmetrischer
Wirbel (Foppl-Wirbel) im Nachlauf des Zylinders. Mit zunehmender Reynolds-Zahl vergrofert
sich die longitudinale Ausdehnung der Foppl-Wirbel (Williamson, 1996b). Diese Ausdehnung
steigt proportional zu Re% an (Roshko, 1993), bis ein Maximum von 3 D, erreicht ist (Bosch,
2001).

Abb. 5.2: Stationidre Zylinderumstromung (Panton, 1996)

Erste Instabilitit im Nachlauf

Ab einer Reynolds-Zahl von ungefidhr 40 wird die Stromung im Nachlauf instabil. Die Stérung
wird am stromab liegenden Ende der Foppl-Wirbel angefacht und fiihrt zu einer sinusformi-
gen Oszillation der Geschwindigkeiten in den Scherschichten, dhnlich einer Kelvin-Helmholtz-
Instabilitit. Es bildet sich stromab eine instationdre, wellenformige Schleppe aus. Stabilitdtsun-
tersuchungen von Monkewitz (1988) haben allerdings gezeigt, dass bereits bei einer Reynolds-
Zahl von Re = 25 lokale Instabilititen im Nachlauf des Zylinders auftreten.
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Laminare Wirbelstrafle

Mit zunehmender Reynolds-Zahl kommt es infolge eines Aufrollens der Scherschichten zu ei-
ner alternierenden Wirbelablosung. Dieses Phinomen wird als karmansche Wirbelstrale be-
zeichnet. Die Wirbel, die sich aus den gegeniiberliegenden Scherschichten bilden, rotieren
jeweils gegensinnig. In der Literatur findet sich kein genauer Wert, bei dem die Wirbelablo-
sung einsetzt. Abhingig von den experimentellen Randbedingungen ergeben sich Werte von
Re = 60 — 100 (Panton, 1996), Re = 100 (Tritton, 1988) und Re = 90 (Gerrard, 1966). Eine
qualitative Erklidrung fiir die Entstehung der Wirbelablosung gibt Gerrard: Ein Wirbel wird so-
lange mit Zirkulation durch die Scherschicht versorgt, bis er stark genug ist, die Scherschicht
auf der gegeniiber liegenden Seite iiber die Symmetrielinie des Nachlaufes zu ziehen. Dadurch
wird die Zufuhr mit Zirkulation unterbrochen und der Wirbel kann als abgelost betrachtet wer-

den.

—" = 7

Abb. 5.3: Laminare Wirbelstra3e (Panton, 1996)

Die periodisch ablosenden Wirbel sind dafiir verantwortlich, dass der Druckriickgewinn auf der
Hinterseite des Zylinders stark geschwécht wird und dadurch ein hoher Stromungswiderstand
entsteht (Oertel Jr. und Delfs, 1996). Desweiteren kommt es aufgrund der Wirbelablosung zu
Fluktuationen des Druckes und der Wandschubspannung auf der Zylinderoberfliche. Dadurch
oszillieren auch Kennwerte wie der Widerstands- und Auftriebsbeiwert.

Trotz der auftretenden Fluktuationen bleibt die Stromung laminar. Eine Auswertung der Druck-
und Geschwindigkeitsschwankungen im Nachlauf zeigt einen periodischen Verlauf. Die Fre-
quenz f dieser Schwankungen wird im Allgemeinen durch die Strouhal-Zahl (GI. 5.1) ausge-
driickt, die nach Tritton ausschlieBlich von der Reynolds-Zahl abhéngt. Fiir die laminare Wirbel-
straBe nimmt die Strouhal-Zahl mit steigender Reynolds-Zahl zu. Der Verlauf der Strouhal-Zahl
ist in Abbildung 5.4 als Funktion der Reynolds-Zahl dargestellt.

Dcyl

Str = To f (5.1
Der von Lienhard (1966) angegebene Verlauf fasst mehrere, experimentelle Untersuchungen
zusammen. Es ist leicht zu erkennen, dass die Experimente keinen eindeutigen Verlauf der
Strouhal-Zahl wiedergeben. Zusitzlich treten Diskontinuititen auf, die lange Jahre zu Spekula-
tionen gefiihrt haben. SchlieBlich hat die Untersuchung von Williamson (1988a) gezeigt, dass
schrige Wirbelablosungen der Grund fiir die weit auseinander liegenden Messdaten sind. Die
Wirbel 16sen in diesem Fall nicht parallel ab, sondern sind unter einem Winkel von 10° bis
20° beziiglich der Zylinderachse geneigt. Im Vergleich zur parallelen Wirbelablosung werden
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dadurch kleinere Ablosefrequenzen beobachtet und unter gewissen Bedingungen sogar Diskon-
tinuititen. Williamson konnte schlieBlich die parallele und schrige Wirbelablosung ineinander
iiberfithren. Den Beweis fiir seine Theorie lieferte er durch eine experimentelle Untersuchung,
in der die parallele Wirbelablosung durch schridg angestellte Platten an dem oberen und un-
teren Ende des Zylinders erzwungen wurde. Das Ergebnis seiner Untersuchung ist ein konti-
nuierlicher Verlauf der Strouhal-Zahl (Abb. 5.4). Die St-Re-Abhingigkeit wird im Falle einer
parallelen Wirbelablosung durch folgende Funktion ausgedriickt (Williamson, 1988a):

Str= 4bh+tc-Re, (5.2)
Re
mit a=—3.3265, b=0.1816und c = 1.6 x 107 .
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Abb. 5.4: Verlauf der Strouhal-Zahl in Abhédngigkeit der Reynolds-Zahl im Falle eines kreis-
formigen Zylinders

Turbulenter Umschlag im Nachlauf

Eine Steigerung der Reynolds-Zahl fiihrt ab einem Wert von ungeféihr 150 zu einem Stromungs-
umschlag. Der Nachlauf des Zylinders wird turbulent und somit dreidimensional. Die Grenz-
schicht auf dem Zylinder und die den Nachlauf umgebenden Scherschichten sind weiterhin la-
minar. Der Transitionsbereich ist neben dem Ubergang zur Dreidimensionalitiit auch durch das
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Auftreten zweier Diskontinuititen im Verlauf der St-Re-Kurve gekennzeichnet. Die Instabiliti-
ten, die zu den beiden Diskontinuitéten fithren, wurden von Williamson (1988b) als Mode A und
Mode B bezeichnet. Die erste Instabilitit (Mode A) ist der Ubergang zur Dreidimensionalitiit
und tritt bei Re = 180 — 194 in Erscheinung. Diese Instabilitit entsteht durch eine wellenformi-
ge Deformation der Wirbel entlang des Zylinders. Die Deformation wird durch eine elliptische
Instabilitdt des Wirbelkerns verursacht, was letztendlich zur Formation von Wirbelringen fiihrt
(Williamson, 1988b, 1996a). Die Wirbelringe werden anschlieend in Stromungsrichtung ge-
streckt und es kommt zur Ausbildung von Wirbelpaaren. Die zweite Instabilitit (Mode B) ent-
steht bei Re = 230 — 260. Sie ist durch wesentlich feinskaligere Wirbelpaare gekennzeichnet.
Die Mode B-Instabilitit ist im Gegensatz zum Mode A nicht hysteresisch.

Voll turbulente Wirbelstrafie

Ab einer Reynolds-Zahl von circa 300 tritt ein laminar-turbulenter Umschlag in den abgelosten
Scherschichten auf, noch bevor sich die Wirbel im direkten Nachlauf des Zylinders gebildet
haben. Die im Anschluss entstehenden Wirbel sind daher von Anfang an turbulent. Dieser Be-
reich, der bis zu einer Reynolds-Zahl von 1.3 - 10° reicht, wird als unterkritisch bezeichnet. Die
Wirbelablosung ist stark und regelméifig ausgebildet. Die am Zylinder anliegende Grenzschicht
sowie die Stromung auBlerhalb der Scherschichten ist weiterhin laminar.

Abb. 5.5: Voll turbulente Wirbelstra3e (Panton, 1996)

Chaotische Ablosung im Nachlauf

Eine unorganisierte Wirbelablosung findet bei Reynolds-Zahlen von 1.3-10° < Re < 3.5-10°
statt. Dieses Regime wird als kritischer Bereich bezeichnet. Roshko (1961) hat Messungen
durchgefiihrt, die zeigen, dass sich der Widerstandsbeiwert des Zylinders an zwei Stellen dra-
stisch dndert. Ein sprunghafter Abfall findet bei 2 - 10° < Re < 5-10° statt. Dieses Phinomen ist
auf einen turbulenten Umschlag der ablosenden Stromung zuriickzufiihren. Da die Turbulenz
eine Ablosung verzogert, ist der Druckriickgewinn am Zylinder grofler — der Widerstandsbei-
wert wird kleiner. Ein erneuter Anstieg des Widerstandsbeiwertes ist in einem Bereich von
10% < Re < 3.5-10° zu beobachten. Diese Anderung ist auf einen turbulenten Strémungsum-
schlag innerhalb der Grenzschicht zuriickzufiihren.



5.2 Ahnlichkeitsbetrachtung 63

T N
_\_if’féw

Abb. 5.6: Chaotische Ablosung (Panton, 1996)

Hoch turbulente Wirbelablosung

Bei Re > 3.5-10°, dem iiberkritischen Bereich, ist die Grenzschicht am Zylinder voll turbulent.
In diesem Bereich ist die Wirbelablosung regelmifig. Beaudan und Moin (1994) geben fiir die
periodische Ablosung eine Strouhal-Zahl von ungefihr 0.27 an.

5.2 Ahnlichkeitsbetrachtung

Die tropfenbeaufschlagte karmansche Wirbelstrale ist durch sinusformige Geschwindigkeits-
schwankungen charakterisiert. Sie kann jedoch aufgrund ihrer Komplexitit nicht analytisch un-
tersucht werden.

Aus diesem Grund soll in einer Ahnlichkeitsbetrachtung die erzwungene Schwingung eines
Partikels in einer harmonisch oszillierenden Gasstromung theoretisch untersucht werden. Die
Bewegung von Partikel und Gasphase wird dabei eindimensional betrachtet, wie dies in Ab-
bildung 5.7 dargestellt ist. Dieser idealisierte Fall einer oszillierenden Zweiphasenstromung ist
unter gewissen Annahmen analytisch 16sbar.
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Abb. 5.7: Partikel im oszillierenden Gasfeld

Partikel und Gasphase werden in dieser Studie als ein fluidmechanisches System betrachtet,
dessen Verhalten mit den iiblichen Werkzeugen der Regelungstechnik untersucht wird. Der
Frequenzgang des Systems spielt hierbei eine wichtige Rolle. Um eine grundlegende Studie
durchfiihren zu konnen, wird zunichst eine analytische Gleichung hergeleitet, mit der die Be-
wegung eines Partikels in einem sinusformig oszillierenden Geschwindigkeitsfeld beschrieben
werden kann.

Die Studie stellt eine Analogie zur tropfenbeladenen karmanschen WirbelstraB3e her, die zur Be-
wertung der Simulationsergebnisse notwendig ist. Im Folgenden werden die charakteristischen
Merkmale oszillierender Zweiphasenstromungen erarbeitet und mit dimensionslosen Kennzah-
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len dargestellt. AnschlieBend wird die numerische Simulation der tropfenbeladenen karman-
schen Wirbelstralle vorgestellt.

5.2.1 Herleitung der Partikelbewegung

In Abschnitt 3.2 ist die allgemeine Bewegungsgleichung eines Partikels behandelt worden. Mit
den dort getroffenen Annahmen kann die eindimensionale Bewegung eines sphérischen Parti-
kels folgendermal3en beschrieben werden:

d 3 Cp R D
dup 3 pyCpRep o g, 2D
dt 4 ppDy Ug

up — gl . (5.3)

Der Widerstandsbeiwert Cp kann fiir den Fall einer schleichenden Umstromung mit Gleichung
(5.4) berechnet werden (Schlichting und Gersten, 1996). Von einer schleichenden oder sto-
kesschen Umstromung kann nur bei sehr kleinen Reynolds-Zahlen ausgegangen werden. Die
Annahme ist zur Linearisierung der Bewegungsgleichung notwendig.

24
CD = R—ep s fiir Rep <1 (54)

Durch Einsetzen der Gleichung (5.4) kann die Bewegungsgleichung (5.3) in den folgenden
Ausdruck (5.5) iiberfiihrt werden:

duy 1

2 — T (up — ug), (5.5)
2
. pp Dp
t = . 5.6
mit 7T 18 g (5.6)

7 wird als Relaxationszeit bezeichnet und stellt das Zeitmal der Partikelbewegung dar. Um die
Antwortfunktion eines harmonisch angeregten Partikels herleiten zu konnen, wird der Gasge-
schwindigkeit ein sinusférmiger Verlauf tiberlagert:

Ug = Ugo+1-sin(wt) . (5.7)

Fiir die Partikelbewegung ergibt sich folgende Gleichung:
duy 1

7 (up — [ugo+i-sin(or)]) . (5.8)

Der stationdre Anteil der Gasstromung hat keinen Einfluss auf die Oszillation des Partikels,
und wird aus der weiteren Betrachtung ausgeschlossen. Die Gleichung (5.8) ist eine lineare
Differentialgleichung erster Ordnung vom Typ:

y +a(x)y=b(x). (5.9)
Die Losung dieser inhomogenen Differentialgleichung setzt sich folgendermaflen zusammen:
y=ys+y,,mit y,=c- exp(—A (5.10)
ys = exp(—A(x /b -exp(A(x)) dx

Alx) = /a(x) dx
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Mit dem allgemeinen Ansatz (5.10) lédsst sich die Bewegungsgleichung (5.8) ableiten und unter
Beriicksichtigung der Anfangsbedingung u, o = 0 in einen analytischen Ausdruck iiberfiihren:

R T0 t 1 )
up = | ———>5—5€xp (——) + ———rsin | ot —arctan(to) . (5.11)
1+ 720 ) VIt 2ol —_—
~ S——— Phasenverschiebung
Anfangsstorung Amplitude

Die Gleichung (5.11) stellt die Antwort des Partikels auf eine sinusformige Anregung in lon-
gitudinaler Richtung dar. Sie setzt sich aus drei Termen zusammen: die Anfangsstorung, die
Amplitude und die Phasenverschiebung. Die Anfangsstorung resultiert aus der Anfangsbedin-
gung u, o = 0 und klingt iiber die Zeit mit einer exp-Funktion ab. In Abbildung 5.8 ist die
Partikelbewegung von drei, unterschiedlich groBen Wassertropfen dargestellt. Der Einfluss der
drei Terme ist deutlich zu erkennen.

——St=0(D,—>0)
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Abb. 5.8: Normierte Tropfengeschwindigkeit (GI. 5.11) unterschiedlich groer Wassertropfen
in einer harmonisch oszillierenden Luftstromung (f = 20 Hz) bei atmosphérischen
Bedingungen

5.2.2 Frequenzgang des Partikels

Die Oszillation des fluidmechanischen Systems, bestehend aus Partikel und Gasfeld, kann ganz
allgemein durch den Frequenzgang beschrieben werden. Das System wird als eine Art Regel-
strecke betrachtet, bei der das eingehende Signal von der Gasphase auf das Partikel iibertragen
wird (Abb. 5.9).

Der Frequenzgang ist durch das Verhiltnis der Ausgangsgroe u;, zur EingangsgroRe u, defi-
niert (Gl. 5.12). Voraussetzung ist, dass sich das System in einem eingeschwungenen Zustand
befindet bzw. die Anfangsstorung abgeklungen ist. Eine weitere Bedingung ist, dass das Ein-
gangssignal durch eine harmonische Schwingung beschrieben wird, was mit Gleichung (5.7)
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Abb. 5.9: Regelstrecke

erfiillt ist.

F(ot) = Z”g; (5.12)
8

Der mathematische Ausdruck vereinfacht sich wesentlich, wenn die Schwingung in komplexer
Schreibweise dargestellt wird. Fiir das untersuchte System kann der Frequenzgang durch die
folgende Gleichung beschrieben werden:

F(io) = |F(io)| - explip(w)) (5.13)
mit |F(io)| = _ (w) = —arctan(tw)
Viteer ? '

Eine anschauliche Interpretation des Frequenzganges wird durch die komplexe Zeigerdarstel-
lung in der gauBschen Zahlenebene ermdoglicht. Diese Darstellung (Abb. 5.10) wird als die
Ortskurve des Frequenzganges bezeichnet.

g
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Abb. 5.10: Ortskurve des Frequenzganges

Der Halbkreis in Abbildung 5.10 ist typisch fiir ein Verzogerungsglied erster Ordnung (P7i-
Glied). Dieser Halbkreis wird im Wesentlichen durch drei Punkte definiert, die in Tabelle 5.1
zusammengefasst sind. Hierbei stellt die Eckfrequenz o.yoff (cut-off frequency) eine wichtige
KenngroBe in der Signalfilterung dar. Das PT;-Glied ist definitionsgemil ein Tiefpassfilter, bei
dem alle Frequenzen gedampft werden, die die Eckfrequenz tibertreffen. Aus dieser Betrach-
tung heraus, kann das Partikel-Luft-System ebenfalls als ein Tiefpassfilter betrachtet werden.
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Re[F(iw)] | Im[F(iw)] | |F(io)| | ¢()
0o=0 |1 0 1 0
Ocutoft | 1/2 —1/2 1/vV2 | —n/4
®=o0 |0 0 0 —x/2

Tab. 5.1: Charakteristische Punkte der Ortskurve

Im Hinblick auf die Analyse von Zweiphasenstromungen wird an dieser Stelle der Frequenz-
gang (GI. 5.13) mit der Stokes-Zahl substituiert. Die Stokes-Zahl eignet sich im Besonderen
zur Charakterisierung von Zweiphasenstromungen (Crowe et al., 1998). Diese dimensionslose
Kennzahl stellt das Verhiéltnis zwischen den Zeitskalen der Gasphase und der dispersen Pha-
se dar. Im Falle einer harmonisch oszillierenden Zweiphasenstromung ist folgende Definition
sinnvoll:
St=1-f="2 (5.14)
2n
Mit der Substitution der Amplitude |F (i®)| und der Phasenverschiebung ¢ kann der Frequenz-
gang als Funktion der Stokes-Zahl dargestellt werden:

1
1+ (2n86)?’

Wird die Grenzwertbetrachtung des substituierten Frequenzganges durchgefiihrt, so ergibt sich
bei St — 0 eine Amplitude von |F(St)| = 1 und eine Phasenverschiebung von ¢(St) = 0 (GL.
5.16). Das bedeutet, dass die auf das Partikel iibertragene Gasbewegung exakt wiedergegeben
wird. Im Gegensatz hierzu ergibt die Grenzwertbetrachtung fiir St — o eine Amplitude von
|[F(St)| = 0 und eine Phasenverschiebung von ¢(St) = —zn/2 (Gl. 5.17). Dieser Fall stellt die
maximale Diskrepanz zwischen Eingangsgrofe u, und AusgangsgroBe u;, dar. Anders ausge-
driickt, das Eingangssignal wird vollstindig geddmpft bzw. gefiltert.

|[F(St)| = ¢(St) = —arctan(27St) . (5.15)

lim |[F(St)|=1, lim ¢(St)=0 (5.16)

St—0 St—0

Slim |F(St)|=0, Slim o(St)=—x/2 (5.17)
[—o0 f—o0

Das Bode-Diagramm des substituierten Frequenzganges (Abb. 5.11) eignet sich ideal, um die
Filtereigenschaften des Partikels darzustellen. Analog zur Eckfrequenz @yt Wird in dieser
Darstellung der Filterbereich durch die Eck-Stokes-Zahl St...off begrenzt. Ist die Stokes-Zahl
groBer als Steyeofr, dann wird die Gasgeschwindigkeit ug durch die Partikelbewegung u), le-
diglich in geddmpfter Form wiedergegeben — analog zu einem Tiefpassfilter. Rein rechnerisch
ergibt sich fiir St.y¢.ofr folgender Wert:
1

tan(@) = =27 St , mit  Q(Steyroft) = —7/4 — Steutoft = 7 (5.18)
Die Substitution mit der Stokes-Zahl ermdglicht eine allgemein giiltige Darstellung fiir sphé-
rische Partikel. Fiir praktische Anwendungen ist allerdings das tatsidchliche Frequenzspektrum
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Abb. 5.11: Bode-Diagramm als Funktion der Stokes-Zahl: Amplitude |F| [links] und Phasen-
verschiebung ¢ [rechts] (Burger et al., 2006)

eines Partikels von Bedeutung. Der Zusammenhang zwischen Stokes-Zahl und Frequenz ldsst
sich aus den Gleichungen (5.6) und (5.14) herleiten:

ue 18 St
f=t

= (5.19)
Pp D%

Durch das Einsetzen der Eck-Stokes-Zahl (Gl. 5.18) in Gleichung (5.19) kann die Eckfrequenz
bestimmt werden:
1 ) _ He

mit c¢

Z . (5.20)
n D3 Pp

Seutoff =€

Die Gleichung (5.20) zeigt, dass die Eckfrequenz eines Partikels lediglich von seinem Durch-
messer und einer Konstante ¢ abhiingt. Die Konstante c ist das Verhiltnis aus der Dichte des
Partikels und der molekularen Viskositit der Gasphase. Als Beispiel ist in Abbildung 5.12 die
Eckfrequenz fiir einen Wassertropfen bei atmosphirischen Bedingungen (¢ = 1.84E-8 m? /s)
dargestellt. Gerade bei der Visualisierung von instationdren Phinomenen wird hiufig der Ein-
satzbereich von Tracerpartikeln iiber die Eckfrequenz abgeschitzt (Lee, 1982).

5.2.3 Charakterisierung der Zweiphasenstromung

In einer Zweiphasenstromung ist die Separation der dispersen Phase meist auf ein ungenii-
gendes Teilchenfolgevermogen zuriickzufithren. Auch der Impulsaustausch zwischen den Pha-
sen hingt ganz entscheidend von der Geschwindigkeitsdifferenz zwischen den Partikeln und
der Gasstromung ab. Zur Einschitzung einer Zweiphasenstromung ist also weniger die Signal-
ibertragung sondern vielmehr die Diskrepanz zwischen den beiden Phasen entscheidend. Wie
bereits in der Analyse des Frequenzganges gezeigt wurde, ist die Partikelgeschwindigkeit ge-
geniiber der Gasgeschwindigkeit mehr oder weniger stark gedidmpft bzw. phasenverschoben.
Im Folgenden werden die Phasenunterschiede genau untersucht. Charakteristische Eigenschaf-
ten einer Zweiphasenstromung werden herausgearbeitet und neue, dimensionslose Kennzahlen
vorgestellt.
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Abb. 5.12: Eckfrequenz eines Wassertropfens (atmosphérische Bedingungen)

Amplitudendifferenz und Phasenverschiebung

Aus der substituierten Darstellung des Frequenzganges lassen sich zwei neue Kennzahlen ab-
leiten — die Amplitudendifferenz AA (Gl. 5.21) und die Phasenverschiebung P (Gl. 5.22) . Beide
Zahlen sind normiert und beschreiben die Diskrepanz der Amplitude sowie der Phase als Funk-
tion der Stokes-Zahl.

1
M=1-|F=1-—— (5.21)
14 (27St)?

~le|  2-arctan(2xSt)

P = 7 = . (5.22)

Die dimensionslosen Kennzahlen AA und P sind in Abbildung 5.13 als Funktion des Verhilt-
nisses St /Steytoff dargestellt. Die Kurven verdeutlichen, dass eine Diskrepanz zwischen Ampli-
tude und Phase schon bei wesentlich kleineren Werten als der Eck-Stokes-Zahl in Erscheinung
tritt. Im Vergleich zur Amplitudendifferenz ist die Phasenverschiebung bei einer um Faktor 10
kleineren Stokes-Zahl vorhanden. Interessant ist auch die exponentielle Zunahme beider Kenn-
zahlen, die in der logarithmischen Darstellung durch die Steigung leicht zu erkennen ist — die
Amplitudendifferenz hat hierbei eine wesentlich groflere Steigung als die Phasenverschiebung.
Beide Kennzahlen erreichen ihr Maximum bei einer Stokes-Zahl von St =~ 10 - Stcyt-of-

Nicht nur in der Numerik, sondern auch in der Messtechnik ist dieses Wissen relevant. Die
Laser-Doppler-Anemometrie (LDA) stellt ein hiufig eingesetztes Verfahren dar, um die turbu-
lente Schwankung in einer Stromung zu bestimmen (Tropea, 1995). Dieses Verfahren bendtigt
Tracerpartikel, die das Laserlicht zuriick streuen. Somit misst das LDA-Verfahren lediglich die
Schwankungsgeschwindigkeit der Partikel und nicht der Stromung. Tritt eine Amplitudendiffe-
renz zwischen den beiden Phasen auf, fiihrt dies zu falschen Ergebnissen. Die Grenzfrequenz
der Tracerpartikel ist daher durch eine maximale Amplitudendifferenz von einem Prozent de-
finiert (Ruck, 1990). Nach den vorangegangenen Untersuchungen entspricht dies einer Stokes-
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Abb. 5.13: Dimensionslose Kennzahlen: Amplitudendifferenz AA [links] und Phasenverschie-
bung P [rechts]

Zahl von Stpp19,) = 0.0227 (GL. 5.21).

Die Einhaltung einer gewissen Phasenverschiebung kann bei der Lasermesstechnik ebenfalls
entscheidend sein. Auch wenn die Bedingung St < Stp4(;¢, erfiilltist, kann bereits eine betrdcht-
liche Phasenverschiebung vorliegen. Bei wirbelbehafteten Stromungen bedeutet dies, dass die
Partikel den Stromlinien nicht folgen konnen und somit separiert werden. Die geringe Konzen-
tration der Tracerpartikel ist hdufig der Grund dafiir, dass im Wirbelzentrum keine zuverlédssige
Geschwindigkeitsmessung durchgefiihrt werden kann. Soll eine Phasenverschiebung von maxi-
mal einem Prozent eingehalten werden, darf die Stokes-Zahl einen Wert von Stzp(;4,) = 0.0025
nicht iiberschreiten (GI. 5.22).

Geschwindigkeitsdifferenz

Die Geschwindigkeitsdifferenz ist ein wichtiges Mal}, mit dem das Teilchenfolgevermogen
quantifiziert werden kann. Im vorangegangenen Abschnitt ist bereits das Einsetzen der Am-
plitudendifferenz und der Phasenverschiebung untersucht worden. In diesem Abschnitt wird
verdeutlicht, dass diese charakteristischen Groen einer Zweiphasenstromung einen entschei-
denden Einfluss auf das Teilchenfolgevermogen ausiiben.

Aus der Gas- und Partikelgeschwindigkeit (Gl. 5.7 + 5.11) kann die Geschwindigkeitsdifferenz
u, — ug gebildet werden:

) 0 t T
Up—Ug = 0 | ———55€xXp (——) — ———cos | ot —arctan(to) . (5.23)
1+7%0 1/ 1+ 1202 —_—
N—— Phasenverschiebung

Anfangsstorung Amplitude

Die Gleichung (5.23) zeigt, dass die Geschwindigkeitsdifferenz mit der Anregungsfrequenz
oszilliert. Der Ausdruck kann dhnlich der Gleichung (5.11) in die drei Terme Anfangsstérung,
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Amplitude und Phasenverschiebung aufgeteilt werden. Der direkte Vergleich der Terme zeigt
lediglich eine Diskrepanz der Amplitude. Ein weiterer, typischer Unterschied zeigt sich in der
Oszillation von u,, — ug, die gegeniiber u,, (Gl. 5.11) um x/2 phasenverschoben ist.

Im Folgenden wird anstelle der Geschwindigkeitsdifferenz der Schlupf untersucht, der sich auf-
grund seiner dimensionslosen Darstellung besser eignet. In dieser Arbeit ist der Schlupf zwi-
schen den beiden Phasen definiert als:

S = M ) (5.24)

Interessant ist die Funktion des Schlupfes im oszillierenden Gasfeld. Hierzu wird die Funktion
von u, — ug (Gl. 5.23) in Gleichung (5.24) eingesetzt. Der maximal auftretende Schlupf kann
im eingeschwungenen Zustand (d.h. die Anfangsstorung ist abgeklungen) folgendermalien be-

rechnet werden:
(0] _ tan|g|

Vitear  |F|
Ahnlich der Amplitudendifferenz AA und der Phasenverschiebung P kann auch dieser Ausdruck
mit der Stokes-Zahl (Gl. 5.14) substituiert werden:

S=

(5.25)

2mSt
V1+2n8t)?

Diese allgemein giiltige Form ist in Abbildung 5.14 als Funktion des Verhéltnisses St /Sty oft
dargestellt. Der Anstieg des Schlupfes ist durch das Zusammenspiel aus der einsetzenden
Phasenverschiebung und Amplitudendifferenz charakterisiert.

S= (5.26)

1.00 - | ;
| P>>0 AA>>0
0.80 - =2
|
0.60 - I
< |
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|
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Abb. 5.14: Schlupf §

Das Diagramm (Abb. 5.14) zeigt den Verlauf der S-St-Kurve. Der ,,Kurvendiskussion* sei
vorangestellt, dass der Schlupf § (Ordinate) linear und die Stokes-Zahl St (Abszisse) logarith-
misch aufgetragen worden sind. Dies ist durch den Zusammenhang zwischen Stokes-Zahl und
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Partikeldurchmesser begriindet (Gl. 5.19). Die Stokes-Zahl ist eine quadratische Funktion des
Partikeldurchmessers. Somit ist die halb logarithmische Darstellung aus physikalischer Sicht
sinnvoll.

Die $-St-Kurve #ndert an zwei Punkten ihre Steigung drastisch. Die erste Anderung findet bei
einer Stokes-Zahl von St = 0.01 - Stcyeoff Statt und ist auf die einsetzende Phasenverschiebung
zuriickzufiihren, die im vorangegangenen Abschnitt genau untersucht worden ist. Die zweite
Anderung kann bei einer Stokes-Zahl von St = 0.1 - Steucofr festgestellt werden und ist durch
das Auftreten der Amplitudendifferenz begriindet (Abb. 5.13). Der Ubergangsbereich, in der
die Steigung der $-St-Kurve kontinuierlich zunimmt, ist in Abbildung 5.14 gekennzeichnet.
Der charakteristische Verlauf der $-Sz-Kurve ist fiir eine Zweiphasenstromung von grofter
Bedeutung. Ein Partikel-Luft-Gemisch kann bei einem idealen Teilchenfolgevermdgen als
einphasiges Kontinuum betrachtet werden. Bei Auftreten eines Schlupfes verhalten sich
jedoch beide Phasen unterschiedlich. Ein Anstieg des Schlupfes, der durch die Phasenver-
schiebung und Amplitudendifferenz bestimmt wird, hat somit fiir die Kopplung der beiden
Phasen eine groBe Bedeutung. Dies wird in der nachfolgenden, numerischen Untersuchung
der karmanschen Wirbelstrale deutlich. Im Gegensatz zu einer komplexen Zweiphasenstro-
mung kann der Schlupf dieser einfachen Stromungskonfiguration analytisch untersucht werden.

Das oszillierende System, bestehend aus einem Tropfen und einer sinusférmig schwingenden
Gasstromung, weist gewisse Merkmale auf, die aus den Grundlagen der Regelungstechnik
abgeleitet werden konnen. Dies wird durch die durchgefiihrte Ahnlichkeitsbetrachtung ver-
deutlicht. Wichtige Merkmale sind die Phasenverschiebung und die Amplitudendifferenz.

Charakteristiken Grenzwerte | Stokes-Zahl St
Phasenverschiebung Stpl19) 0.0025
Amplitudendifferenz Stal1%) 0.0227
Eck-Stokes-Zahl Steut-off 0.1592

Tab. 5.2: Wichtige Grenzwerte

Zur Charakterisierung der tropfenbeladenen karmanschen Wirbelstrale werden wichtige
Grenzwerte in Tabelle 5.2 zusammengefasst. Nach Gleichung (5.19) lassen sich die zugeho-
rigen Frequenzen feutoff, faa[io]. und fap[1e] berechnen. Die Frequenzspektren der einzelnen
Grenzwerte werden in Abbildung 5.15 fiir einen Wassertropfen dargestellt. Das Diagramm
ist fiir die Bewertung der Simulationsergebnisse erforderlich. Die numerische Simulation der
karmanschen Wirbelstra3e wird im Folgenden vorgestellt.

5.3 Numerische Simulation

Die karmansche Wirbelstra3e ist durch eine oszillierende Wirbelablosung charakterisiert. Im
Falle einer Zweiphasenstromung setzt eine intensive Tropfen-Wirbel-Interaktion ein, die zu ei-
ner instationdren Vermischung fiihrt. Typische Phinomene werden in diesem Abschnitt nume-
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Abb. 5.15: Typische Frequenzspektren eines Wassertropfens (atmosphirische Bedingungen)

risch untersucht.

In einem ersten Schritt wird die wirbelbehaftete Luftstromung mit nichtverdunstenden Partikeln
beladen, was zu charakteristischen Verteilungen und Separationen fithrt. Der Impulsaustausch
zwischen den beiden Phasen spielt bei dieser Konfiguration eine wichtige Rolle.

In einem zweiten Schritt wird die karmansche Wirbelstrale mit Wassertropfen beaufschlagt, die
in der Luftstrémung verdunsten. Diese Konfiguration ist von einem intensiven Massen-, Impuls-
und Energieaustausch geprigt. Die Wirbelablosung fiihrt zu einer inhomogenen Verteilung der
Tropfen, der Temperatur und der Dampfkonzentration.

Bei der karmanschen Wirbelstra3e handelt es sich um eine wirbelbehaftete aber laminare Stro-
mung. Eine Reynolds-Mittelung der Erhaltungsgleichungen (Abschnitt 3.1) ist somit nicht not-
wendig. Die Erhaltungsgleichungen werden daher mit dem euler-lagrangeschen Berechnungs-
verfahren (siehe Kapitel 3) direkt gelost. Die gas- und tropfenseitige Bewegung kann in diesem
Fall mit einer sehr hohen Genauigkeit berechnet werden.

Die Konfiguration dieses numerischen Testfalles ist als Grundlage fiir einen experimentellen
Versuchsaufbau geeignet. Die numerische Untersuchung wiirde durch ein Experiment optimal
ergdnzt werden. Der ,,numerische Versuchsaufbau* wird im Folgenden genau beschrieben:

e Heille Luft tritt in das Rechengebiet an der stromauf liegenden Berandung ein. Die Tem-
peratur betrigt am Eintritt 7, 0 = 373 K, was einer Dichte von p, o = 0.9239 kg /m> ent-
spricht.

e Die Stromung wird mit monodispersen Wassertropfen bzw. nichtverdunstenden Partikeln
beladen, die 20 mm oberhalb des Zylindermittelpunktes zugegeben werden. Am Eintritt
haben die Tropfen eine Start-Temperatur von T, o = 293 K, das entspricht einer Dichte
von pg o = 998.2 kg/ m?>. Die nichtverdunstenden Partikel haben eine konstante Tempera-
tur von 7T}, = 293 K und eine konstante Dichte von p, = pg 0.

e Die Eintrittsgeschwindigkeit (up = 0.3166 ) ist in beide Phasen identisch und ist so
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gewihlt worden, dass fiir die einphasige Luftstromung eine Reynolds-Zahl von Re, = 100
vorherrscht.

e Der umstromte Zylinder hat einen Durchmesser von D,,; = 7.5 mm und eine konstante
Wandtemperatur von T;.,; = 373 K. An der Oberfliche des Zylinders werden Haftbedin-
gungen (no slip conditions) vorausgesetzt.

e Die Winde sind in ausreichender Entfernung zum Zylinder angeordnet, so dass
Symmetrie- und Austrittsrandbedingungen keine Einwirkung auf die Wirbelstrae haben.

Das Rechengebiet ist in Abbildung 5.16 als Halbschnitt dargestellt. Im Gegensatz zum Rechen-
gebiet ist die Stromung natiirlich nicht symmetrisch. Um eine moglichst gute Auflosung der
Grenzschicht zu erzielen, muss das Gitter in der Ndhe der Zylinderoberfliche sehr fein dis-
kretisiert werden. Aus diesem Grund wird fiir diesen zweidimensionalen Testfall dennoch eine
Gittergrofle von 10170 Zellen benétigt.
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Abb. 5.16: Rechengitter der karmanschen Wirbelstraf3e

5.3.1 Einphasige Stromung

Die periodische Wirbelablosung im Nachlauf des Zylinders ist von einer nahezu sinusformi-
gen Druck- und Geschwindigkeitsschwankung geprigt. Dieser Vorgang kann durch den zeitab-
hingigen Verlauf des Widerstands- und Auftriebsbeiwertes dargestellt werden. Die Definition
dieser integralen GroBen wird durch die Gleichungen (5.27) beschrieben.

[FdA [ F, dA
Cp= 3P0 ?13 Deyi Heyy CL= T Z‘]g Do o (5.27)
mit F“:/p.ﬁdAJr 2.7 dA

&

Druckkraft Schubspannungskraft
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Das Simulationsergebnis der einphasigen karmanschen WirbelstraBe ist in Abbildung 5.17 dar-
gestellt. Auf der linken Seite wird eine Momentanaufnahme des Druckfeldes um den Zylinder
gezeigt, wihrend auf der rechten Seite der zeitliche Verlauf von Widerstandsbeiwert Cp und
Auftriebsbeiwert Cr, dargestellt ist. Die Beiwerte lassen sich nach Gleichung (5.27) in Druck-
und Schubspannungskraft unterteilen, was in Abbildung 5.17 ebenfalls gezeigt wird.

t[s]

Abb. 5.17: Normierte Druckverteilung der einphasigen karmanschen Wirbelstrale [links],
zeitlicher Verlauf des Widerstandsbeiwertes Cp und Auftriebsbeiwertes Cr, des Zy-
linders [rechts]

Die Frequenz der Wirbelablosung kann mit der Strouhal-Zahl (Gl. 5.1) charakterisiert werden
(Green, 1995). In der durchgefiihrten Simulation konnte fiir diese Konfiguration ein Wert von
Str=0.169 (f ~ 7,14 Hz) ermittelt werden. Dieses Ergebnis steht in guter Ubereinstimmung
mit experimentellen Untersuchungen, in denen eine Strouhal-Zahl von Str =0.152 —0.173 (Li-
enhard, 1966) und Str = 0.164 (Williamson, 1988a) gemessen wurde. Es sei an dieser Stelle
angemerkt, dass nur der Auftriebsbeiwert mit der nach Strouhal definierten Frequenz oszilliert,
wihrend der Widerstandsbeiwert mit der doppelten Frequenz schwingt. Im Gegensatz zum Auf-
trieb ist es fiir den Widerstand nicht entscheidend, auf welcher Seite der Zylinder-Mittelachse
sich ein Wirbel ausbildet. Die Vorginge sind in Abbildung 5.17 gut zu erkennen.

5.3.2 Zweiphasenstromung ohne Verdunstung

In diesem Abschnitt wird die mit monodispersen Partikeln beladene karmansche Wirbelstral3e
behandelt. Die nichtverdunstenden Partikel indern weder ihre Masse noch ihre Temperatur oder
Dichte. Im Gegensatz zu einer verdunstenden Zweiphasenstromung zeichnet sich diese Konfig-
uration durch eine konstante Stokes-Zahl aus. Der Testfall eignet sich daher ideal, um den Ein-
fluss der Stokes-Zahl auf die Zweiphasenstromung zu untersuchen. Die Ergebnisse konnen mit
der analytischen Untersuchung aus Kapitel 5.2 in direkten Zusammenhang gebracht werden.

In einer Zweiphasenstromung tritt eine Wechselwirkung zwischen der gasférmigen und der
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dispersen Phase auf. Hier zeichnet sich die gewihlte Konfiguration durch eine weitere, posi-
tive Eigenschaft aus: Wihrend verdunstende Zweiphasenstromungen durch einen Austausch
an Masse, Impuls und Energie geprigt sind, findet bei der Partikelstromung lediglich ein Im-
pulsaustausch statt. Die Interaktion ist somit eindeutig iiber den Impuls gesteuert, wihrend bei
verdunstenden Sprays eine Uberlagerung auftritt. Bei der Wechselwirkung der beiden Phasen
spielt die Beladung (Gl. 5.28) eine entscheidende Rolle:

7

i (5.28)

g
Im Falle von z — 0 hat die disperse Phase keinen Einfluss auf die Gasphase (one-way coupled),
wihrend bei z > 0 eine gegenseitige Wechselwirkung auftritt (two-way coupled). Beide Fille
zeichnen sich durch unterschiedliche Effekte aus: Wihrend bei z — 0 vor allem die Dispersion
der Partikel von der Stokes-Zahl beeinflusst wird, findet bei z > 0 ein Impulsaustausch und
somit eine Riickwirkung auf die oszillierende Wirbelablosung statt. Es bietet sich daher an,
diese beiden Fille getrennt zu untersuchen. In den folgenden zwei Abschnitten werden diese
Untersuchungen im Einzelnen vorgestellt.

Dispersion der Partikel — Analyse ohne Beladung

Die Dispersion von Partikeln in wirbelbehafteten Stromungen spielt bei vielen, technischen An-
wendungen eine wichtige Rolle. Die Ahnlichkeitsbetrachtung (Abschnitt 5.2) hat gezeigt, dass
das Ubertragungsverhalten der Partikel durch eine Phasenverschiebung und eine Amplituden-
differenz gepragt ist. Das Auftreten dieser Phidinomene lésst sich mit der Stokes-Zahl charakte-
risieren (sieche Abschnitt 5.2.2). Im Falle der partikelbeladenen karmanschen Wirbelstra3e stellt
sich die Frage, inwieweit sich die Erkenntnisse aus der Theorie zur Beschreibung der Dispersi-
on eignet.

Die Partikeldispersion ist fiir die Durchmesser D), = 10 um, 30 um, 100 um und 300 um be-
rechnet worden (Abb. 5.18 - 5.21). Um die Dispersion besser darstellen zu konnen, werden
die Partikel nicht iiber die gesamte Breite des Rechengebietes zugegeben sondern nur auf der
Hohe des Zylinders. Die generierten Bilder sind einer Photographie mit einer Belichtungszeit
von einer Millisekunde nachempfunden. Die einzelnen Liniensegmente charakterisieren somit
nicht nur den Ort der Partikel sondern auch deren Bewegung. Es ist zu erkennen, dass die
Ausbreitung der monodispersen Zweiphasenstromung von dem jeweiligen Partikeldurchmesser
abhidngt. Obwohl diese Untersuchung einen theoretischen Charakter hat, sind die hier gewonne-
nen Erkenntnisse nicht nur fiir die Visualisierung von instationidren Stromungen, sondern auch
fiir die Gemischaufbereitung in einer Brennkammer von entscheidender Bedeutung. Im Folgen-
den werden die einzelnen Fille diskutiert und ein Bezug zu den theoretischen Erkenntnissen aus
Kapitel 5.2 hergestellt.

Partikel mit einer GroBe von D, = 10 um konnen der karmanschen WirbelstraBe gut folgen
und reproduzieren die Struktur der Wirbelschleppe exakt. Dies stimmt mit der Ahnlichkeitsbe-
trachtung aus Abschnitt 5.2.3 iiberein. Hier ist bereits gezeigt worden, dass bei der vorliegenden
Stokes-Zahl (St = 0.01 - Stcueoff) Sowohl die Phasenverschiebung als auch die Amplitudendif-
ferenz keine Bedeutung haben. Die disperse Phase entspricht somit einem passiven Skalar. In
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Abbildung 5.15 wird dieser Sachverhalt verdeutlicht.

Abb. 5.18: Partikelverteilung bei D, = 10 um (St = 0.01 - Stcyeoff)

Ein deutlicher Separationsprozess kann bereits bei einer Partikelgroe von D), = 30 um beob-
achtet werden. Wihrend die groben Strukturen der karmanschen WirbelstraBe noch wiederge-
geben werden, befinden sich jedoch keine Partikel im Zentrum der Wirbel. Die Ursache ist auf
das Folgevermogen der Partikel zuriickzufiithren. Wihrend die Amplitudendifferenz bei dieser
Partikelgrofe eine untergeordnete Rolle spielt (vgl. Abb. 5.15), tritt bereits eine beachtliche
Phasenverschiebung auf (P ~ 7%). Die Partikelbewegung eilt der Gasphase hinterher — somit
konnen die Partikel den Stromlinien nicht mehr folgen. Dies fiihrt zu einer Separation im Nach-
lauf des Zylinders, wodurch sich die Partikel an den dufleren Ridndern der Wirbel akkumulieren.

Abb. 5.19: Partikelverteilung bei D, = 30 um (St = 0.1 - Stcye-ofr)

Die karmansche WirbelstraBe wird bei einer PartikelgroBe von D, = 100 um nur in groben
Ziigen wiedergegeben. Durch die starke Phasenverschiebung (P ~ 54%) werden die Partikel
hinter dem Zylinder von der Luftstromung vollstindig separiert und sammeln sich in einer Art
Band, was die Struktur der Wirbel lediglich erahnen lédsst. Bei der vorherrschenden Stokes-Zahl
(St = 1.13 - Steyrofr) tritt neben der Phasenverschiebung eine beachtliche Amplitudendifferenz
in Erscheinung (AA ~ 34%). Die auf die Partikel libertragene Bewegung wird daher gedimpft.
In diesem Fall konnen die Wirbelstrukturen der Gasphase nur sehr unvollstindig reproduziert
werden. In Abschnitt 5.2.2 ist bereits gezeigt worden, dass eine Zweiphasenstromung eine Eck-
frequenz besitzt — analog zu einem Tiefpassfilter. In diesem Beispiel wird die Eckfrequenz
iberschritten (vgl. Abb. 5.15).

Zuletzt wird die Dispersion einer Partikelstromung mit einem Durchmesser von D, = 300 um
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Abb. 5.20: Partikelverteilung bei D, = 100 um (St = 1.13 - Stcy-ofr)

betrachtet. In diesem Beispiel wird die Eckfrequenz um das 10fache iiberschritten. Aus rege-
lungstechnischer Sicht wird ein Signal in diesem Bereich stark gefiltert. So hat die Partikelbe-
wegung lediglich ein Zehntel der urspriinglichen Amplitude (AA ~ 90%). Bei dieser schwachen
Anregung ist von der urspriinglichen Wirbelstruktur nichts zu erkennen. Der obere und untere
Partikelstrom bleibt als diinner Faden erhalten, wodurch die eigentliche Flugbahn der Partikel
leicht zu erkennen ist. Im Wirbelzentrum beschreiben die Partikel eine kreisformige Bahn, die
einer Schleife dhnelt. Dennoch findet keine Ansammlung statt, wie sie bei kleineren Partikel-
durchmessern beobachtet werden kann. Die Partikel beschreiben lediglich eine stark ausgeprig-
te Schwankungsbewegung.

Abb. 5.21: Partikelverteilung bei D), = 300 um (St = 10.2 - Stcyr-off)

Riickwirkung der dispersen Phase — Analyse mit Beladung

Bei einer Beladung von z — 0 wird lediglich die disperse Phase von der Gasphase beeinflusst,
wihrend bei z > 0 eine gegenseitige Wechselwirkung auftritt. In diesem Abschnitt wird dieses
Phidnomen anhand der partikelbeladenen karmanschen WirbelstraBe untersucht. Es soll vor
allem geklart werden, inwieweit die Oszillation der Luftstromung durch die Partikel beeinflusst
wird. In Abschnitt 5.3.1 ist bereits gezeigt worden, dass der Zylinder-Widerstandsbeiwert und
Auftriebsbeiwert besonders sensitiv auf diese Instabilitit reagieren. Diese integralen GroB3en
eignen sich ideal, um einen moglichen Zusammenhang zwischen der Oszillation und den
Partikeln aufzuzeigen. In dieser Untersuchung wird die Luftstrémung iiber die gesamte Breite
des Rechengebietes (Abb. 5.16) mit nichtverdunstenden Partikeln beladen. Der Einfluss der
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Beladung und der Partikeldurchmesser wird im Folgenden unabhingig voneinander untersucht.

Eine Variation der Partikelbeladung soll einen moglichen Einfluss der dispersen Phase
auf die oszillierende Luftstrémung aufzeigen. In dieser Untersuchung ist der Partikeldurchmes-
ser von D, = 10 um konstant. Die numerische Studie der Partikeldispersion hat bereits gezeigt,
dass diese Partikelgroe der karmanschen Wirbelstrae ideal folgt.

Die experimentellen Untersuchungen am einphasig umstromten Zylinder verdeutlichen, dass
sich der Widerstands- und Auftriebsbeiwert als Funktion der Reynolds-Zahl dndert (Lienhard,
1966). Die Frage ist, inwieweit dieser Sachverhalt auch fiir eine partikelbeladene karmansche
Wirbelstra3e zutrifft. Da sich die Zweiphasenstromung bei einem vernachlidssigbaren Schlupf
dhnlich einem einphasigen Kontinuum verhilt, sollte die zweiphasige Zylinderumstrémung
ebenfalls iiber die Reynolds-Zahl charakterisiert werden konnen. Die mittlere Dichte p,, der
Zweiphasenstromung ist von der Beladung abhiingig und kann mit der folgenden Gleichung
berechnet werden (Crowe et al., 1998):

pm=(142)p, . (5.29)

Die mittlere Reynolds-Zahl ergibt sich unter Beriicksichtigung der mittleren Dichte p,, zu:

Rey = (142) Rey , fiir - St < Stgj1q, - (5.30)

Um den Einfluss der Partikelbeladung zu untersuchen, wird die Beladung in einem Bereich von
7z =0—0.2 variiert. Dies entspricht den Reynolds-Zahlen Re,, = 100 — 120. Der Widerstands-
und Auftriebsbeiwert des Zylinders ist im Variationsbereich numerisch ermittelt und in Abhén-
gigkeit der Reynolds-Zahl aufgetragen worden. In Abbildung 5.22 sind die Zylinder-Beiwerte
der Zweiphasenstromung dargestellt und werden mit CFD-Berechnungen und experimentellen
Untersuchungen der einphasigen karmanschen WirbelstraBe verglichen. Die gute Ubereinstim-
mung der Ergebnisse bestiitigt die theoretischen Uberlegungen.

Eine Variation des Partikeldurchmessers soll Aufschluss dariiber geben, inwieweit die Par-
tikelgroBe einen Einfluss auf die Oszillation ausiibt. In der vorangegangen Untersuchung ist
gezeigt worden, dass die partikelbeladene karmansche Wirbelstral3e bei einer Stokes-Zahl von
St < Stp[14,) als einphasiges Kontinuum betrachtet und durch eine mittlere Reynolds-Zahl (GL
5.30) beschrieben werden kann. Allerdings hat die Untersuchung der Partikeldispersion erge-
ben, dass eine starke Abhingigkeit zwischen Dispersion und Stokes-Zahl besteht. Es bleibt die
Frage offen, inwieweit die Oszillation durch eine Variation der Stokes-Zahl beeinflusst wird.
In diesem Abschnitt wird dieser Sachverhalt untersucht. Dabei wird der Partikeldurchmesser
von D; = 1 — 50 pum und somit die Stokes-Zahl von St = 0.0001 — 0.283 - St.yoff Variiert. Die
Partikelbeladung z = 0.1 ist bei dieser Untersuchung konstant.

In Abbildung 5.23 sind die numerischen Resultate in Form von Widerstands- und Auftriebs-
beiwert als Funktion des Partikeldurchmessers dargestellt. Der Widerstandsbeiwert zeigt keine
Abhingigkeit von dem Partikeldurchmesser. Alle untersuchten Partikel werden vor dem Zy-
linder umgelenkt und geben somit ihre Impulsidnderung vollstindig an die Luftstromung ab.
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Abb. 5.22: Widerstandsbeiwert Cp [links] und Spitzen-Auftriebsbeiwert C; [rechts] des Zylin-
ders (Exp. Daten von Lienhard (1966))

Dadurch wird der Staudruck vor dem Zylinder erhoht und es stellt sich ein konstanter Wert von
Cp ~ 1.4 ein. In der vorangegangenen Untersuchung hat sich bei dieser Beladung (z = 0.1 ent-
spricht Re = 110) der selbe Wert ergeben (Abb. 5.22).

Im Gegensatz zum Widerstandsbeiwert wird der Auftriebsbeiwert des Zylinders stark beein-
flusst. Fiir eine PartikelgroBe von D, < 10 um ergibt sich ein Auftriebsbeiwert von C; = 0.356
— entsprechend der einphasigen Stromung (Abb. 5.22). Wird die Partikelgrofle und somit die
Stokes-Zahl erhoht, kann das Partikel-Luft-Gemisch nicht mehr als ein einphasiges Kontinuum
betrachtet werden. Diese Charakteristik spiegelt sich im Auftriebsbeiwert des Zylinders wieder.
In Abbildung 5.23 ist zu erkennen, dass der Auftriebsbeiwert zwei Modi hat, an denen der
C-Wert sprunghaft abfillt: Der Mode A tritt bei D; > 10 um in Erscheinung, wihrend der
Mode B bei D; > 30 um beobachtet werden kann. Weiterhin ist zu erkennen, dass der zweite
Sprung (Mode B) etwas stirker ausfillt. Um diese Modi etwas allgemein giiltiger beschreiben
zu konnen, werden die Partikeldurchmesser mit Hilfe der Gleichung (5.19) in Stokes-Zahlen
umgerechnet. Der Mode A ist dquivalent zu einer Stokes-Zahl von St = 0.01 - Sty¢off und der
Mode B zu St = 0.1 - Stcyi-off-

Die Ursache dieser charakteristischen Spriinge ist auf das abnehmende Teilchenfolgevermo-
gen zuriickzufiihren. Die Partikel folgen der zirkulierenden Gasstromung nur dann, wenn sie
zu dieser Bewegung gezwungen werden. Hierzu ist ein Impulsaustausch erforderlich. Existiert
zwischen den Phasen eine Geschwindigkeitsdifferenz, so folgen die Partikel der Luftstrémung
lediglich in abgeschwichter Form — der Impulsaustausch ist dementsprechend geringer. Die
Abhingigkeit der Geschwindigkeitsdifferenz von der Stokes-Zahl ist bereits in Abschnitt 5.2.3
ausfiihrlich untersucht worden. Die Ahnlichkeitsbetrachtung hat ergeben, dass die dimensions-
lose Geschwindigkeitsdifferenz (Schlupf) an zwei Stellen drastisch ansteigt. Der erste Anstieg
(8t = 0.01 - Stcuroff) 1st durch das Auftreten der Phasenverschiebung begriindet, wihrend der
zweite, sprunghafte Anstieg (St = 0.1 - Stcyi.off) durch die einsetzende Amplitudendifferenz ge-
prigt ist (Abb. 5.14). Die exakte Ubereinstimmung der Stokes-Zahlen bestitigen die Ubertrag-
barkeit der Ahnlichkeitsbetrachtung auf die partikelbeladene karmansche Wirbelstrafe.
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Abb. 5.23: Widerstandsbeiwert Cp [links] und Spitzen-Auftriebsbeiwert C; [rechts] des Zylin-
ders fiir variierende PartikelgroBen Dy = 1...50 um (St /Steyrofe = 0.0001 — 0.283)
bei einer Beladung von z = 0.1

5.3.3 Zweiphasenstromung mit Verdunstung

Wiihrend im vorangegangenen Abschnitt eine Zweiphasenstrémung ohne Verdunstung unter-
sucht worden ist, wird in diesem Abschnitt eine mit tropfenbeladene karmansche Wirbelstrale
unter Beriicksichtigung sdmtlicher thermodynamischer Effekte behandelt. In dieser Studie wer-
den Wassertropfen mit einem Durchmesser von D, o = 30 um vor dem Zylinder zugegeben.
Diese Tropfengrofe kann der karmanschen Wirbelstrale nur bedingt folgen, was zu einer inho-
mogenen Tropfenverteilung in der Wirbelschleppe fiihrt (Abb. 5.19). In diesem Abschnitt wird
untersucht, inwieweit die inhomogene Verteilung einen Einfluss auf die Gemischbildung hat.
Die Tropfenbeladung ist in diesem Rechenbeispiel eine Konstante von z = 0.025. Die komplette
Konfiguration wurde bereits am Anfang dieses Abschnittes beschrieben. Durch die Verdunstung
der Tropfen wird eine sich zeitlich dndernde Verteilung der Tropfen, der Dampfkonzentration
und der Gastemperatur hervorgerufen. Es tritt eine starke Interaktion zwischen den beiden Pha-
sen auf, die durch einen stetigen Austausch an Masse, Impuls und Energie charakterisiert ist.
Durch die Verdampfungsenthalpie der Tropfen kiihlt die Gasphase stark ab, bis sich eine Gleich-
gewichtstemperatur eingestellt hat. Dieser Anlaufvorgang dauert ca. 0.6 Sekunden und ist dem
eigentlichen, instationiren Vorgang der Wirbelablosung iiberlagert.

Verteilung der Tropfen

In Abbildung 5.24 ist die Tropfenverteilung der verdunstenden Zweiphasenstromung nach ei-
ner Einsprithdauer von einer Sekunde dargestellt. Die Tropfenverteilung bildet die Strukturen
der karmanschen Wirbelstrale durch ein Fehlen der Tropfen ab, wihrend die anderen Bereiche
des Kanals durch eine homogene Tropfenverteilung charakterisiert sind. Im Vergleich zu der
Untersuchung mit nichtverdunstenden Partikeln (Abschnitt 5.3.2), bei der die Wirbelstrukturen
gerade durch die 30 um-Partikel gekennzeichnet werden (Abb. 5.19), stellt diese Abbildung das
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Negativ davon dar. Dieses Phidnomen ldsst sich durch das Verdunstungsverhalten der Tropfen
erkldren. Durch das hinzugegebene Spray kiihlt die Gasphase stark ab. Lediglich in der Néhe des
beheizten Zylinders (T;,; = 373 K) hat die Gasphase eine hohe Temperatur. Somit verdunsten
die Tropfen in der Grenzschicht des heiflen Zylinders spontan. Das Resultat ist eine inhomo-
gene Verteilung der Tropfen, bei der sich in den Wirbelstrukturen keine Tropfen befinden. Im
hinteren Teil des Kanals sind die iibrigen Tropfen ebenfalls verdunstet und die Stromung be-
steht nur noch aus einem Dampf-Luft-Gemisch, dessen Dampfkonzentration erwartungsgemif
der Tropfenbeladung entspricht.

Abb. 5.24: Tropfenverteilung des verdunstenden Sprays (Dgo = 30 um, Tyo =293 K, z =
0.025) nach t;,; = 1.000 s

Anlaufvorgang

Nach der Zugabe der Tropfen stellt sich ein Anlaufvorgang ein, der durch eine sich zeitlich
abkiihlende Gasphase charakterisiert ist und so lange andauert, bis sich eine Gleichgewicht-
stemperatur und somit ein quasi-stationidrer Zustand eingestellt hat. Die Verdunstungszeit der
Tropfen ist von der Gastemperatur stark abhédngig, was ebenfalls zu einer sich rdumlich und
zeitlich dndernden Verteilung der Tropfen fiihrt. Die Abbildung 5.25 zeigt die rdumliche Ver-
teilung der Tropfen zu einem frithen und zu einem spiten Zeitpunkt. Es ist zu erkennen, dass
sich die Tropfen erst mit der Zeit in der Riickstromzone des Zylinders ansammeln. Zu Beginn

Abb. 5.25: Tropfenverteilung des verdunstenden Sprays (Dgo = 30 um, Tyo =293 K, z =
0.025): tjnj = 0.280 s [links] und 7;,; = 0.560 s [rechts]
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verdunsten die Tropfen zu schnell, so dass sie den direkten Nachlauf des Zylinders nicht errei-
chen konnen.

Davon ist auch die Temperaturverteilung und die Dampfkonzentration in der Gasphase beein-
flusst. Die Abbildung 5.27 zeigt diese Grolen zu verschiedenen Zeitpunkten. Es ist gut zu er-
kennen, dass die Dampfkonzentration im Nachlauf des Zylinders mit der Zeit ansteigt bis ein
quasi-stationdrer Zustand erreicht wird. Durch die Tropfenverdunstung wird der Gasphase Wiir-
me entzogen. Dadurch fillt die Gastemperatur mit ansteigender Dampfkonzentration ab.

Wie in Abbildung 5.25 gezeigt werden kann, ist die Verdunstungszeit der Tropfen am Anfang
sehr kurz, so dass sie den Nachlauf des Zylinders nicht erreichen. Erst mit der Abkiihlung der
Gasphase gelangen die Tropfen immer weiter in die Wirbelschleppe und letztendlich in den
Nachlauf des Zylinders. Durch die sich stindig dnderte Verteilung der Tropfen durchlaufen so-
wohl die Temperatur als auch die Dampfkonzentration der Gasphase verschiedene Modi, die
in Abbildung 5.27 gut zu erkennen sind. Ein besonderes Augenmerk ist auf den frithen Zeit-
punkte ;;,; = 0.280 s zu legen, der im Gegensatz zu den spiteren Zeitpunkten #;,; = 0.420 s
und #;,; = 0.560 s eine besonders stark ausgeprigte Inhomogenitit aufzeigt. An diesem Punkt
soll verdeutlicht werden, dass die rdiumliche und zeitliche Verteilung der Tropfen, der Gastem-
peratur und der Dampfkonzentration ganz entscheidend von der Verdunstungszeit der Tropfen
abhiingt. Es spielt dabei keine Rolle, ob die Verdunstungszeit durch eine sich dndernde Umge-
bungstemperatur oder unterschiedliche Initialtropfendurchmesser vorgegeben wird. In diesem
Beispiel sind die initialen Tropfendurchmesser konstant, lediglich die Gastemperatur nimmt
iiber die Zeit ab.

Die Abkiihlung der Gasphase, die durch die Verdunstung der Tropfen hervorgerufen wird, fiihrt
zu einem weiteren Effekt, der in Abbildung 5.26 gut zu erkennen ist. Das Diagramm zeigt,
dass sich die Amplitude des Zylinder-Auftriebsbeiwertes iiber die Dauer der Einspritzung in-
dert. Dieses Phiinomen ist durch die Anderung der StoffgréBen zu erkliren. Die Abkiihlung der
Gasphase fiihrt zu einer verdanderten Viskositit und Dichte des Mediums.
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Abb. 5.26: Zeitlicher Verlauf des Auftriebsbeiwertes Cy des Zylinders im Falle einer verdun-
stenden Zweiphasenstromung (Dg o = 30 um, T; o = 293 K, z = 0.025)
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Nach 7;,; = 0.140 s [1. Periode] :

b

Nach 7;,; = 0.280 s [2. Periode] :

Abb. 5.27: Karmansche Wirbelstrae in einer verdunstenden Zweiphasenstromung (Dg o =
30 um, z = 0.025): Konzentration des Dampfes Y, [links] und Temperatur des
Dampf-Luft-Gemisches T [rechts] zu bestimmten Zeitpunkten
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Die Abbildung 5.26 zeigt, dass die Amplitude des Auftriebsbeiwertes kontinuierlich ansteigt,
bis nach ungefihr 4 Perioden der quasi-stationire Zustand erreicht ist.

Diese Untersuchung verdeutlicht, dass der Warmeaustausch zwischen Tropfen- und Gasphase
einen wesentlich stirkeren Effekt auf die Oszillation ausiibt, als dies beim reinen Impulsaus-
tausch der Fall ist. Es sei daran erinnert, dass die drastische Anderung des C;-Wertes lediglich
mit einer Beladung von z = 0.025 erzielt wird. Die im vorangegangenen Abschnitt vorgestellte
Zweiphasenstromung ohne Verdunstung benétigt eine wesentlich groere Beladung, um einen
vergleichbaren Einfluss zu erreichen (vgl. Abb. 5.22). Der Gegeniiberstellung sei angemerkt,
dass die Reaktion beim Impulsaustausch sofort eintritt, wihrend die Abkiihlung der Gasphase
eine gewisse Zeit in Anspruch nimmt.

In Abschnitt 5.3.2 wurde gezeigt, dass die mittlere Reynolds-Zahl in einer partikelbeladenen
karmanschen Wirbelstrale (ohne Verdunstung) genau bestimmt werden kann. Aufgrund der
inhomogenen Verteilung der Temperatur bzw. der Stoffeigenschaften ist dies im Falle der
Verdunstung problematisch. Die Reynolds-Zahl kann lediglich iiber den Auftriebsbeiwert
abgeschitzt werden. Entsprechend Abbildung 5.26 stellt sich ein maximaler Auftriebsbeiwert
von C; = 0.4 ein. Werden die Auftriebsbeiwerte der einphasigen karmanschen WirbelstraBe zu
Grunde gelegt (Abb. 5.22), entspricht dies einer dquivalenten Reynolds-Zahl von 120. Ohne
Verdunstung wiirde sich lediglich eine mittlere Reynolds-Zahl von Re,, = 102.5 (Gl. 5.30)
ergeben. Die Gegeniiberstellung der Reynolds-Zahlen unterstreicht den groBen Einfluss der
Verdunstung.

Zusammengefasst stellt die numerische Simulation der karmanschen Wirbelstralle eine
gelungene Validierung des in dieser Arbeit entwickelten Berechnungsverfahrens dar. Typische
Phénomene einer instationdren Zweiphasenstromung, wie die Interaktion von Tropfen und
Wirbeln, werden mit dem vorgestellten Euler-Lagrange-Verfahren exakt wiedergegeben.
Die Simulation zeigt, dass die Separation und Akkumulation der Tropfen einen groflen
Einfluss auf den Zylinder-Auftriebsbeiwert hat. Die vorgestellten Resultate stimmen exakt
mit den Ergebnissen der Ahnlichkeitsbetrachtung iiberein, was auf eine hohe Genauigkeit des
Berechnungsverfahrens schlieen ldsst. Das Verfahren ermoglicht weiterhin die Simulation
der karmanschen Wirbelstrae mit verdunstenden Tropfen. Die Ergebnisse zeigen, dass die
Wirbelbildung hinter dem Zylinder zu einer inhomogenen Gemischbildung fiihrt, die von
der Verdunstungszeit der Tropfen abhingt. Neben der Validierung liefert die Untersuchung
der tropfenbeladenen karmanschen Wirbelstrale neue Erkenntnisse, die fiir das grundlegende
Verstdndnis der Gemischbildung in Zweiphasenstromungen wichtig sind.






6 Simulation technisch relevanter Spruhstrahlen

In technischen Anwendung treten in iiberwiegender Mehrzahl turbulente Strémungen in Er-
scheinung. Die direkte Berechnung einer turbulenten Zweiphasenstromung ist mit der heute zur
Verfiigung stehenden Computerleistung nicht zu bewiltigen. Wihrend die Wirbelstrukturen in
der karmanschen Wirbelstrae direkt berechnet werden konnen, muss eine turbulente Stromung
durch geeignete Ansitze modelliert werden.

In Kapitel 3 ist ein Euler-Lagrange-Verfahren vorgestellt worden, das sich zur zeitabhingigen
Berechnung einer turbulenten Zweiphasenstromung eignet. Die eulersche (ortsfeste) Formulie-
rung der Gasphase basiert auf den Reynolds-gemittelten Erhaltungsgleichungen (RANS). So-
mit werden lediglich die zeitgemittelten Transportgleichungen gelost, wihrend die feinskaligen
Wirbelstrukturen mit dem k, e-Turbulenzmodell nach Launder und Spalding beschrieben wer-
den. Im Gegensatz zur Gasphase wird die Ableitung des Tropfen-Zustandsvektors in einem
mitbewegten Bezugssystem (Lagrange) betrachtet. Basierend auf den Turbulenzgrofen k& und
¢ werden die statistischen Schwankungsbewegungen der Tropfenphase mit einem Dispersions-
modell von Gosman und loannides erzeugt.

Obwohl das RANS-Verfahren auf der Losung zeitgemittelter Transportgleichungen basiert,
konnen makroskopische Transportvorginge dennoch zeitabhiingig berechnet werden. Entschei-
dend ist hierbei der MaBstab der zeitlichen Mittelung. Wihrend sich turbulente Frequenzspek-
tren im kHz-Bereich bewegen, laufen makroskopische Vorginge meist in einem Zeitfenster von
einigen Millisekunden ab.

In diesem Kapitel wird die Einsatzmoglichkeit dieser RANS-basierten Methode zur Berech-
nung einer instationdren Zweiphasenstromung vorgestellt. Das Verfahren ist numerisch effizi-
ent, so dass komplizierte Zweiphasenstromungen auf herkdommlichen Workstations berechnet
werden konnen. Dennoch sind diesem Verfahren physikalische Grenzen gesetzt. Wie die vor-
angegangene Studie zeigt, kann es in einer wirbelbehafteten Stromungen zur Separation und

Abb. 6.1: Kraftstoffeinspritzung im Saugrohr [#;,; = 3 ms]
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Akkumulation von Tropfen kommen. Diese Effekte konnen jedoch mit der RANS-Methode,
bei der simtliche feinskalige Schwankungsbewegungen modelliert werden, zumindest fiir die
turbulenten Wirbelstrukturen nicht beriicksichtigt werden. Die folgende Studie soll klédren, un-
ter welchen Bedingungen eine RANS-basierte Spriihstrahlberechnung vertretbar ist.

Zur Veranschaulichung wird in diesem Kapitel die Simulation einer Saugrohreinspritzung im
Ottomotor vorgestellt, die am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen umfassend unter-
sucht wurde (Burger et al., 2002b, Richter et al., 2002, Rottenkolber et al., 1998). Aufgrund der
instationdren Spriihstrahlausbreitung ist dieser Testfall eine groBe Herausforderung fiir das nu-
merische Verfahren. Die Wechselwirkung zwischen den Phasen spielt bei dieser Konfiguration
eine entscheidende Rolle: Durch den Einspritzvorgang werden die Gasgeschwindigkeiten in
der Nihe der Einspritzdiise beschleunigt. Dieser Vorgang begiinstigt nicht nur die Ausbreitung
des Spriihstrahls, sondern auch die Wirbelbildung hinter der Einspritzdiise. Das numerische
Verfahren wird abschlieend mit experimentellen Daten verglichen. Die Validierung umfasst
sowohl die Geschwindigkeitsverteilung im Saugrohr als auch die transiente Ausbreitung des
Spriihstrahls, die zu verschiedenen Zeitpunkten erfasst wurde.

6.1 Saugrohreinspritzung im Ottomotor

Beim Ottomotor stellt die Saugrohreinspritzung eine weit verbreitete Technik der inneren Ge-
mischbildung dar. Moderne Verfahren, wie die Direkteinspritzung, sind derzeit mit groen tech-
nischen Problemen behaftet, so dass einige Hersteller zumindest mittelfristig auf die bewéhrte
Saugrohreinspritzung zuriickgreifen.

Diese Technik hat jedoch Probleme beim Kaltstart, was auch der Grund dieser Untersuchung
darstellt. Beim Kaltstart haben Bauteile, wie das Einlassventil oder die Wand des Saugroh-
res derart niedrige Temperaturen, dass es bei der Einspritzung zur Wandfilmbildung und
zu einer Akkumulation des Kraftstoffes kommt. Die Folge davon sind Inhomogenititen bei
der Gemischbildung, die zu einer unstochiometrischen Verbrennung und duferst hohen HC-
Emissionen fiihren.

Ein entscheidendes Verbesserungspotential sehen die Hersteller in einer variablen Ventilsteue-
rung, die es erlaubt, das Offnen und SchlieBen des Ventils an den Motorbetrieb anzupassen. So-
wohl die experimentelle Arbeit von Milton et al. (2001) als auch die numerische Untersuchung
von Burger et al. (2002b) haben gezeigt, dass der Ventilspalt einen entscheidenden Einfluss auf
die Gemischaufbereitung im Motor hat. Wihrend bei einem voll gedffneten Ventil ganze Liga-
mente in den Brennraum gelangen, findet bei einem kleinen Ventilspalt eine Nachzerstiubung
der groBen Tropfen statt. Das Ergebnis ist ein fein verteiltes Spray, was zu einer wesentlich
besseren Gemischbildung im Brennraum fiihrt.

6.2 Experimentelle Arbeiten

Am Institut fiir Thermische Stromungsmaschinen wurde von Rottenkolber (2001) eine um-
fassende, experimentelle Untersuchung an einem Daimler-Chrysler M111-Serienmotor (4-
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Zylinder, 16-Ventile) durchgefiihrt. Das numerische Verfahren kann auf diese Weise mit den
Versuchsergebnissen der saugsynchronen Einspritzung validiert werden, deren experimentelle
Durchfiihrung im Folgenden beschrieben wird:

Im M111-Motor wird der Kraftstoff iiber ein sequentielles Einspritzsystem zerstidubt. Dieses
System ist serienm@dBig mit einer Zweistrahl-Einspritzdiise von Siemens ausgestattet, die mit
einem Einspritzdruck von 0.46 MPa arbeitet. Aus Griinden der Betriebssicherheit wird nicht
Benzin, sondern der Ersatz-Kraftstoff Rotisol (aus 95% Ethanol bestehend) zerstdubt. Dessen
Eigenschaften sind hinsichtlich der Zerstdubung mit dem realen Brennstoff vergleichbar.

Im Experiment wird ein quasi-stationdrer Arbeitspunkt zu Grunde gelegt. Mit Hilfe einer Un-
terdruckpumpe wird ein konstanter Luftmassenstrom von & = 30 m/s erzeugt, der entspre-
chend dem Teillastbetrieb (n = 1500 1/min, p,,; = 0.4 MPa) des Motors angepasst wird. Das
Einlassventil bleibt wihrend der gesamten Versuchsdurchfiihrung voll gedffnet (Ventilhub = 8
mm). Der instationédre Einspritzvorgang kann somit in einer idealisierten Umgebung untersucht
werden.

Um einen optischen Zugang in das Saugrohr zu erméglichen, wurde der duBlere Zylinderkopf

Einspritzdise

Sprihstrahlasche

Saugrohr

Geoffnetes
\Einl ssventil

—

Gasstromung
—_—

Zundkerzen-
bohrung

Einbauwinkel a
LASER-Lichtschnitt

Seitenansicht

Offnungswinkel p

LASER-Lichtschnitt
Sprihstrahlachse

[_ | Untersuchter Ventileinlass

Draufsicht

Abb. 6.2: Versuchsaufbau (Rottenkolber, 2001)
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des Motors, ausgehend vom Sitz der Einspritzdiise, in einem Winkel von 13° zur senkrechten
Mittelebene aufgeschnitten. Die fehlende Kontur konnte durch eine ebene Acrylglasplatte er-
setzt werden, in die die 2D-Kontur der Schnittgeometrie eingefrist worden war. Die Kontur
wurde nachtriiglich an den Ubergangen angepasst, sowie der fehlende Ventilsitz eingelassen.
Die ebene Acrylglasplatte ermdglicht einen idealen Zugang fiir die Lasermesstechnik. Aller-
dings unterscheidet sich die ersetzte Geometrie von dem eigentlichen Saugrohr, was zu leicht
verdnderten Geschwindigkeitsprofilen im Saugrohr fiihrt. Der Einsatz einer aus Acrylglas ge-
fertigten 3D-Kontur, die der tatsdchlichen Kontur des Saugrohres entspricht, fithrt aufgrund der
extrem unterschiedlichen Brechungsindizes zu einer duflerst schlechten Messgenauigkeit (vgl.
Diplomarbeit Hehle (2000)). Die Abbildung 6.2 zeigt schematisch den experimentellen Aufbau
des Priifstandes. Der Aufbau, sowie die Durchfiihrung der Messung wird von Liedtke (1998) in
seiner Diplomarbeit im Detail beschrieben.

Die Messungen wurden im vorderen Einlasskanal des dufleren Saugrohres mit einem Laser-
lichtschnittverfahren, dem Zweiphasen-P1V, durchgefiihrt. Das Verfahren bietet den Vorteil der
zeitgleichen Erfassung von Kraftstoff und Luftmassenstrom. Diese neue Messtechnik wurde
erstmals von Rottenkolber (2001) in einer solchen Konfiguration eingesetzt.

Abb. 6.3: Oberfliche des vorderen Einlasskanals: Originale Geometrie [links], experimentell
modifizierte Geometrie [rechts]

6.3 Numerische Simulation

Die Simulation der Saugrohreinspritzung wird im Hinblick auf die zeitliche Ausbreitung des
Kraftstoffes durchgefiihrt. Um eine moglichst genaue zeitliche Auflosung des Einspritzvorgan-
ges zu erzielen, wird eine konstante Zeitschrittweite von 0.1 ms der Berechnung zu Grunde
gelegt.

Die numerische Simulation wird sowohl an der originalen als auch an der experimentell modi-
fizierten Geometrie des Saugrohres durchgefiihrt. In der Abbildung 6.3 sind die freien Oberfla-
chen der beiden Geometrien einander gegeniibergestellt.
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6.3.1 Rechengebiet und Randbedingungen

Die Innenkontur des Saugrohres ist duBlerst kompliziert. Die Geometrie kann nur durch ein
konturangepasstes 3D-Rechengitter beschrieben werden. Orthogonale Gitter konnen fiir diese
Geometrie nicht eingesetzt werden. Die dreidimensionale Diskretisierung setzt daher ein ge-
wisses Leistungsvermdgen des numerischen Verfahrens voraus. Das CFD-Programm METIS
verfiigt tiber ein Losungsverfahren, das fiir blockstrukturierte und konturangepasste Gitter ent-
wickelt wurde (Benz und Wittig, 1994). Das lagrangesche Verfahren LADROP ist fiir diesen
Testfall um einen Tracking-Algorithmus fiir beliebig verzerrte Hexaeder erweitert worden.

Die diskretisierte Geometrie des Saugrohres ist in Abbildung 6.4 dargestellt. Das hier verwende-
te Rechengitter besteht aus zwei Blocken deren Dimensionen 14x22x63 (Block 1) und 7x22x16
(Block 2) betragen. Aufgrund des symmetrischen Charakters musste lediglich eine Hilfte des
Saugrohres vernetzt werden. Die das Saugrohr trennende Mittelebene wird durch eine symme-
trische Randbedingung beschrieben, wihrend die Grenzschicht an den festen Winden durch
das ,,Logarithmische Wandgesetz* approximiert wird (sieche Abschnitt 3.1.3). Die Eintrittsrand-
bedingungen fiir die Gas- und Tropfenphase werden an den in Abbildung 6.4 gekennzeichneten
Stellen gesetzt, wihrend der Ventilspalt den Austritt des Rechengebietes darstellt.

Eintrittsrandbedingungen der Gasphase

Am Eintritt des Saugrohrkanals wird die Gasphase durch zwei Dirichlet-Randbedingungen be-
schrieben. Wihrend am Eintritt I eine hohe Stromungsgeschwindigkeit vorherrscht, ist die Ein-
trittsgeschwindigkeit an Eintritt II stark reduziert. Der Grund liegt in einer Art Stufe am Flansch
des Zylinderkopfes, durch die ein stehender Wirbel gebildet wird. Dieser Wirbel hat wéhrend
dem Einspritzvorgang eine gewisse Bedeutung und wird im néchsten Abschnitt etwas ausfiihr-
licher diskutiert. Die Eintrittsrandbedingungen der Gasphase werden aus den experimentell er-

~ ]
=, hpaam

<
77/77777Z
./

X

Einlassventil

Abb. 6.4: Rechengebiet
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mittelten Daten (Diplomarbeit Richter (1998)) abgeleitet und sind in Tabelle 6.1 zusammenge-
fasst. Mit den gesetzten Randbedingungen ergibt sich am Eintritt ein Luftmassenstrom von 29
g/s. Das entspricht einer mittleren Ansauggeschwindigkeit von 30 m/s.

| Eintritt I | Eintritt IT

a |40z |52
T [[299K

p 0.1 MPa

Tu || 0.05

L || 1.5E3m

Tab. 6.1: Eintrittsrandbedingungen der Gasphase (Burger, 2001)

Tropfenstartbedingungen des Spriihstrahls

Die Ausbreitung des Spriihstrahls wird beim lagrangeschen Verfahren durch reprisentative Tra-
jektorien beschrieben, die von der Einspritzdiise ausgehen. Am Austritt der Diise findet die so
genannte Primirzerstiubung des Fliissigkeitsstrahls statt. Dieser Vorgang kann mit den heu-
tigen, numerischen Verfahren nicht beschrieben werden. Neuste Verfahren basieren auf einer
Kombination aus der Volume Of Fluid (VOF) Methode und einer ,,LLarge Eddy Simulation®.
Dennoch sind sie lediglich in der Lage einfachste Zerfallsmechanismen vorauszusagen, wie
zum Beispiel die Entstehung von Fliissigkeitsligamenten hinter einem Filmleger bei moderaten
Reynolds-Zahlen (Klein und Janicka, 2003). Um dennoch eine zuverlissige Vorhersage der Ge-
mischbildung im Saugrohr treffen zu konnen, wird die Primirzerstdubung statistisch beschrie-
ben. Die Trajektorien werden nicht am Austritt der Diise gestartet, sondern die Startposition der
Tropfen befindet sich hinter der Primérzerstiubungszone. Im Falle der hier verwendeten Diise
ist die Primérzerstdubung 1 mm hinter der Diisennadel abgeschlossen.

Eine Stirke des lagrangeschen Verfahrens liegt in der Moglichkeit, eine Vielzahl von unter-
schiedlichen Tropfenstartbedingungen und gewisse Abhédngigkeiten der InititialgroBBen zu for-
mulieren (Schmehl et al., 1998). Die Rechenzeit steigt dadurch nur unwesentlich an, da zur
statistischen Beschreibung eines turbulenten Sprays ohnehin eine gewisse Anzahl an Trajekto-
rien bendtigt wird. Wie schon in Abschnitt 3.2 beschrieben worden ist, basiert die lagrangesche
Betrachtung des Spriihstrahls auf der Monte-Carlo-Methode. Entsprechend der vorgegebenen
Verteilungsfunktionen, wird eine statistisch ausreichende Anzahl an reprédsentativen Initialtrop-
fen generiert.

Um eine geeignete Verteilungsfunktion fiir die Tropfenstartbedingungen formulieren zu kon-
nen, muss die initiale Verteilung des Sprays experimentell ermittelt worden sein. Die Einspritz-
diise des M111-Motors wurde zu diesem Zweck mit einem PDA-System vermessen (Rotten-
kolber, 2001). Aus den PDA-Messungen lésst sich auch das Maximum der Tropfengeschwin-
digkeiten ermitteln. Die Geschwindigkeitsbetrdge liegen fiir die hier untersuchte Diise stets un-
terhalb von 27 m/s.
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Basierend auf den experimentell ermittelten Daten kann eine statistische Beschreibung der in-
itialen Tropfen abgeleitet werden. Die mathematische Beschreibung erfordert ein gewisses Fin-
gerspitzengefiihl, da es prinzipiell eine Vielzahl an Moéglichkeiten gibt. Abgeleitet aus der ex-
perimentellen Untersuchung wird ein Durchmesserspektrum von 25 bis 200 um angenommen
(vgl. Diplomarbeit Gorse (2001)). Dieses Spektrum wird mit fiinf Klassen diskretisiert, wobei
der Massenstrom auf die einzelnen Klassen aufgeteilt ist. Die Aufteilung der Brennstoffmasse
wird mit einer GauB3-Verteilung als Funktion des Tropfendurchmessers angenéhert. Eine detail-
lierte Beschreibung der Tropfenstartbedingungen ist in Tabelle 6.2 zusammengefasst.

Durchmesserklasse I II I v \Y
Durchmesser Dg um 25-60 | 60-95 | 95-130 | 130-165 | 165-200
(Gleichverteilung)

Massenstrom i g/s 1.65

eines Spriihstrahls w (um) 200

(GauB-Verteilung) o (um) 90

SHArpOSItion rpo, mm | 0.40.5 | 0.3:04 | 02:03 | 0.1-0.2 | 0.0-0.1
(Gleichverteilung)

Halber Strahlkegelwinkel y/2 | u (°) 5.0 3.6 2.3 1.1 0.0
(GauB-Verteilung) o (°) 5.5 4.0 2.6 1.3 0.1
Geschwindigkeit v m/s 26

Temperatur T K 293

Einbauwinkel o © 22

Offnungswinkel ° 15

Tab. 6.2: Tropfenstartbedingungen (vgl. Abb. 6.2)

6.3.2 Einsatz und Grenzen der Turbulenzmodellierung

Die turbulente Saugrohrstromung wird mit den Reynolds-gemittelten Erhaltungsgleichungen
berechnet, wihrend der Einfluss der Turbulenz mit dem k,e-Modell beschrieben wird. Eine
instationdre Stromung kann jedoch nur dann mit den zeitgemittelten Transportgleichungen be-
rechnet werden, wenn die turbulenten Zeitskalen sehr viel kleiner sind, als die makroskopischen
Vorginge in der Hauptstromung. Eine Abschitzung zeigt, dass das turbulente Frequenzspek-
trum der modellierten Saugrohrstromung im kHz-Bereich liegt, wihrend die makroskopischen
Vorginge der Hauptstromung in einem Zeitfenster von mehreren Millisekunden ablaufen.

Die Ausbreitung des Spriihstrahls ist durch die turbulente Gasphase geprigt. Da keine Kennt-
nis iiber die exakten turbulenten Geschwindigkeiten vorliegt, miissen die turbulenten Schwan-
kungsbewegungen aus den Grofen k und e generiert werden. In dieser Arbeit wird das Di-
spersionsmodell von Gosman und loannides verwendet. Das Modell simuliert die turbulenten
Fluktuationen mit zuféllig generierten Schwankungsgeschwindigkeiten, die der zeitlich gemit-



94 Simulation technisch relevanter Spriihstrahlen

telten Hauptstromung iiberlagert werden (siehe Abschnitt 3.2). Im Gegensatz zu den tatsdchli-
chen, turbulenten Wirbeln haben die modellierten Schwankungsbewegungen eine recht einfache
Struktur. Der zeitgemittelten Tropfenflugbahn wird daher lediglich eine wellenartige Bewegung
iiberlagert (vgl. Abb.3.4). Eine solche turbulente Dispersion tritt in der Realitit nur bei grofen
Stokes-Zahlen in Erscheinung. Die direkte numerische Simulation der karmanschen Wirbelstra-
Be hat gezeigt, dass von einer wellenartigen Tropfenflugbahn erst bei St = 10.2 - St y¢off (R 1.6)
ausgegangen werden kann (Abb. 5.21). Hingegen tritt bei kleinen Stokes-Zahlen eine Separati-
on und Akkumulation der Tropfen auf (Abb. 5.18 - 5.20). Diese Strukturen kdnnen durch das
Dispersionsmodell nicht wiedergegeben werden. Aus diesem Grund ist die Turbulenzmodellie-
rung einer Zweiphasenstromung bei Stokes-Zahlen kleiner als 1.6 eher mit Vorbehalt einzuset-
zen.

In Abbildung 6.5 sind die im Saugrohr auftretenden Stokes-Zahlen fiir charakteristische Durch-
messer des Tropfenspektrums dargestellt. Die Grafik zeigt, dass die Modellierung der Tropfen-
dispersion bei dieser Stromung gerechtfertigt ist. Nach den vorherrschenden Stokes-Zahlen ist
nur bei kleinen Tropfen eine turbulente Dispersion zu erwarten. So ist am dueren Spriihstrahl
eine leichte Schwankungsbewegung der Tropfen zu erkennen, wihrend grof3e Tropfen, die sich
vorzugsweise im Kern des Spriihstrahls aufhalten, eine nahezu geradlinige Flugbahn aufweisen.

Stokes-Zahlen
D,um][ 25.0 87.5 200

0.953 11.7 60.7
1.36 16.7 86.7
238 29.2 151
9.53 116 607

Abb. 6.5: Stokes-Zahlen (Gl. 2.2) im Saugrohr und reprisentative Trajektorien
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6.3.3 Numerische Untersuchung der Saugrohrstromung

Die numerische Simulation besitzt den Vorteil des einfachen Zugangs zu simtlichen Daten im
gesamten Rechengebiet. In einer experimentellen Untersuchung ist dies nur schwer bzw. un-
moglich zu erreichen. So konnen die Vorginge am Ventilsitz mit einer Simulation recht einfach
analysiert werden, wihrend der Einsatz eines Laser-optischen Messverfahrens grof3te Probleme
birgt.

In Abbildung 6.6 ist die Gasgeschwindigkeit in der Mittelebene, sowie die Druckverteilung
an der Saugrohrwand und am Ventil dargestellt. Die Grafik zeigt, dass die Gasphase in Rich-
tung des Einlasskanals beschleunigt und stark umgelenkt wird. Rezirkulationsgebiete sind am
Saugrohreintritt, an der Ventilfithrung und im Nachlauf des Ventilschaftes erkennbar. Fiir einen
Ventilhub von 8 mm kann am Einlasskanal eine maximale Geschwindigkeit von 66 m/s ermit-
telt werden, wihrend die tiber den Ventilspalt gemittelte Geschwindigkeit 29 m/s betrigt. Die
Druckverteilung kennzeichnet ebenfalls die starke Umlenkung der Stromung. Ein Staupunkt ist
vor dem Ventilschaft auf dem Ventilteller zu erkennen, wéhrend ein zweiter Staupunkt an der
hinteren Trennwand vorherrscht. Die schwarze Linie auf dem Ventilteller ist durch die Zusam-
mensetzung der beiden Gitterblocke (Abb. 6.4) bedingt und hat keine physikalische Bedeutung.

Die Ausbreitung des Spriihstrahls ist in Abbildung 6.7 durch repridsentative Tropfentrajektoren
dargestellt. Es ist gut zu erkennen, dass der Grof3teil der Tropfen auf dem Ventilteller auftrifft,
an dem ein intensiver Splashing-Prozess stattfindet. Nur kleine Tropfen werden von der Gas-
stromung abgelenkt und treffen auf die inneren Winde bzw. den Ventilschaft. Die numerische
Untersuchung ergab, dass 61% der Brennstoffmasse an den Winden und dem Ventilteller de-

p’ [Pa]
4.49E+02
4.08E+01
-3.67E+02
-7.76E+02
-1.18E+03
-1.59E+03
-2.00E+03

> —>
[ >
- >—»

Abb. 6.6: Druckverteilung an den Winden [Kontur] und Gasgeschwindigkeiten im Mittel-
schnitt [ Vektor]
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Abb. 6.7: Reprisentative Trajektorien innerhalb des Saugrohres

positioniert werden, ein Anteil von 2% verdunstet und lediglich 37% des Sprays direkt (nicht
durch Wandfilmbildung) in den Brennraum gelangt (vgl. Burger et al. (2002b)).

6.4 Validierung des numerischen Verfahrens

Wie schon in Abschnitt 6.2 beschrieben worden ist, wurde die Saugrohrstrémung mit dem PIV-
Verfahren vermessen. Aus diesen Messungen konnte die Tropfenanzahldichte, sowie die Gas-
und Tropfengeschwindigkeiten zeitgleich ermittelt werden. Mit den experimentellen Werten
kann sowohl die instationdre Ausbreitung des Spriihstrahls als auch die Wechselwirkung zwi-
schen den beiden Phasen validiert werden.

6.4.1 Zeitliche Ausbreitung des Spriihstrahls

In der vorgestellten, experimentellen Untersuchung (Abschnitt 6.2) waren die Ein- und Aus-
trittsrandbedingungen iiber die Dauer der Einspritzung konstant. Unter dieser Voraussetzung
werden die instationdren Prozesse in der Gasphase nur durch den eingespriihten Kraftstoff
ausgelost. In der Simulation zeigt sich, dass diese Prozesse vor allem in der Nihe der Ein-
spritzdiise auftreten. In diesem Gebiet sind die Gasgeschwindigkeiten niedrig und es herrscht
eine grolle Relativgeschwindigkeit zwischen der Gas- und Tropfenphasen, was zu einem hohen
Impulsaustausch fiihrt. Die eingespriihten Tropfen beschleunigen die Gasphase durch die
aerodynamische Wechselwirkung, bis ein stationirer Zustand erreicht wird.
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Abb. 6.8: Eindringtiefe des Spriihstrahls zu zwei unterschiedlichen Zeitpunkten

Um diesen Vorgang zu verdeutlichen, ist die Eindringtiefe des Spriihstrahls zu zwei Zeit-
punkten ermittelt worden: zu Beginn der Einspritzung (#;;,; = 0 ms) und zu einem spiteren
Zeitpunkt (t;,; = 5 ms). Die Ergebnisse sind in Abbildung 6.8 dargestellt. Es ist zu erkennen,
dass der Spriihstrahl zu Beginn verzogert und dann beschleunigt wird. Dieser Vorgang ldsst
sich mit dem Impulsaustausch erklidren, der bei stark unterschiedlichen Gasgeschwindigkeiten
eine wichtige Rolle spielt. Die dargestellten Kurven weisen daher zwei Wendepunkte auf. Der
Verlauf der Kurven zeigt, dass die Verzogerung zu Beginn der Einspritzung wesentlich stéirker
ausgepragt. Daraus lédsst sich schlieBen, dass die Gasgeschwindigkeiten hinter der Diise mit
der Zeit ansteigen. Dieser Effekt verdeutlicht die transiente Wechselwirkung beider Phasen.
Die numerisch berechnete Eindringtiefe wird in Abbildung 6.8 mit experimentellen Werten
verglichen, die mit Hilfe von Laserlichtschnitten zu verschiedenen Zeitpunkten gemessen
wurden (Rottenkolber, 2001). Die Messungen stimmen hierbei mit der berechneten Kurve
(tinj = 0 ms) gut iiberein.

In Abbildung 6.9 ist die zeitliche Ausbreitung des Spriihstrahls dargestellt. Der Spriih-
strahl wird in dieser Abbildung durch die normierte Tropfenanzahldichte charakterisiert,
wihrend die Gasphase durch Stromlinien dargestellt wird. Auch hier zeigen die Berechnung
und die Messung qualitativ eine gute Ubereinstimmung.

Oberhalb des Spriihstrahls ist ein Wirbel erkennbar, der zu Beginn (¢;,; = 1 ms) schwach und
zu einem spiteren Zeitpunkt (#;,; = 3 ms) stiirker ausgeprigt ist. Dieser Wirbel wird durch eine
Separation der Gasstromung am Flansch des Zylinderkopfes erzeugt. In der experimentellen
Untersuchung von Rottenkolber et al. (1999) wurde die Prisenz dieses Wirbels mit Hilfe von
PIV-Messungen bestitigt. Die Simulation zeigt, dass dieser Wirbel wihrend des Einspritzvor-
ganges stetig zunimmt. Der Wirbel erreicht zum Zeitpunkt 7;,; & 5 ms seine maximale Grofe,
withrend die Simulation erst nach #;,; =~ 8 ms vollstindig stationdr wird. Dieser Effekt ist
ebenfalls durch die aerodynamische Wechselwirkung von Spriihstrahl und Gasphase erklérbar.
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0 % Normierte Tropfenanzahldichte 100%

Abb. 6.9: Gegeniiberstellung von Messung (vgl. Diplomarbeit Liedtke (1998)) [oben] und Si-
mulation [unten]: Spriithstrahl [Kontur] und Gasphase [Stromlinien] zum Zeitpunkt
tinj = 1 ms [links] und £;,; = 3 ms [rechts]

Die Luft wird durch den Spriihstrahl an der Scherschicht des Wirbels beschleunigt, wodurch
die Zirkulation verstédrkt wird. In Abbildung 6.9 lisst sich dieser Vorgang gut erkennen.

6.4.2 Interaktion von Spriihstrahl und Gasphase

Wihrend im vorangegangenen Abschnitt die instationdre Ausbreitung des Spriihstrahls niher
betrachtet worden ist, soll in diesem Abschnitt die Wechselwirkung von Gas- und Fliissigphase
validiert werden. Hierzu werden die berechneten Gas- und Tropfengeschwindigkeiten sowohl
qualitativ als auch quantitativ mit den experimentellen Daten verglichen.

Qualitativer Vergleich

In Abbildung 6.10 werden die Geschwindigkeitsvektoren der Gas- und Tropfenphase einander
gegeniibergestellt. Die Berechnung wird hierfiir an der experimentell modifizierten Geometrie
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Abb. 6.10: Qualitativer Vergleich der Tropfen- [links] und der Gasgeschwindigkeiten [rechts]:
PIV-Messung (Rottenkolber, 2001) [oben] und Rechnung [unten]

vorgenommen, so dass ein direkter Vergleich zwischen Rechnung und Messung moglich ist.
Es ist gut zu erkennen, dass die Bewegungsrichtung der Tropfen durch die Gasphase beeinflusst
wird. Vor allem im hinteren Teil des Saugrohres richtet sich das Spray nach der Gasphase aus.
Die Geschwindigkeitsverteilung der Gasphase ist hauptsidchlich durch den Wirbel am oberen
Eintritt des Saugrohres geprédgt. An dieser Stelle konnten keine verwertbaren Messdaten er-
zeugt werden. Die Gegeniiberstellung von Simulation und Experiment zeigt qualitativ eine gute
Ubereinstimmung.

Quantitativer Vergleich

Ein quantitativer Vergleich der Tropfen- und Gasgeschwindigkeiten ist in Abbildung 6.11 dar-
gestellt. Die Gegeniiberstellung wird entlang der zwei Linien vorgenommen, die in Abbildung
6.10 in den beiden oberen Fenstern eingezeichnet worden sind. Die berechnete Tropfenge-
schwindigkeit (Anzahl-gemittelt) weist eine gute Ubereinstimmung mit dem Experiment auf.
Bei der Validierung der Gasgeschwindigkeiten kann hingegen eine maximale Abweichung von
ca. 10% beobachtet werden. Unter Beriicksichtigung des verwendeten k,e-Turbulenzmodelles
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Abb. 6.11: Quantitativer Vergleich der Geschwindigkeitsverldufe

ist die erzielte Genauigkeit respektabel — nicht zuletzt deshalb, weil einem durch den Spriih-
strahl bedingten Einfluss auf die Turbulenz keinerlei Rechnung getragen wird.

In einem weiteren Schritt werden die Geschwindigkeiten der originalen und experimentell
modifizierten Saugrohrkontur einander gegeniibergestellt (Abb. 6.11). Es ist zu erkennen,
dass die verdnderte Geometrie nur eine geringe Auswirkung auf die Tropfengeschwindigkeit
hat. Dies ist vor allem durch die schlechte Effektivitit der Einspritzdiise begriindet, die
sehr grole und damit trige Tropfen erzeugt (Walzel, 1997). Im Gegensatz hierzu sind die
Gasgeschwindigkeiten stark unterschiedlich, wobei der qualitative Geschwindigkeitsverlauf
erhalten bleibt. Die versuchsbedingten Anderungen der Saugrohrkontur haben demnach keinen
Einfluss auf die Tropfenphase. Es kann jedoch eine Reduzierung der Gasgeschwindigkeit
beobachtet werden, die auf eine verdnderte Querschnittsfliche schlief3en 14sst.

Die vorgestellte Validierung unterstreicht die groe Einsatzmoglichkeit des Euler-Lagrange-
Verfahrens. Das entwickelte Berechnungsverfahren gibt die rdumliche und zeitliche Aus-
breitung des Spriihstrahls exakt wieder. Auch die Wechselwirkung zwischen der Gas- und
Tropfenphase wird mit der Simulation genau reproduziert. Sowohl die qualitative als auch
die quantitative Gegeniiberstellung von Rechnung und Messung zeigen, dass das vorgestellte
Euler-Lagrange-Verfahren zur zeitabhingigen Berechnung von turbulente Zweiphasenstro-
mung sehr gut geeignet ist. Die Arbeit bestétigt somit den Einsatz der RANS-Gleichungen, auf
denen das vorgestellte Verfahren basiert (vgl. Kapitel 3). Durch eine Analogie zur karmanschen
Wirbelstrale kann jedoch gezeigt werden, dass die Modellierung der turbulenzbedingten
Tropfendispersion nur fiir Stokes-Zahlen groBer eins sinnvoll ist — wodurch der Einsatzbereich
der RANS-Methode eingeschrankt wird.
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In dieser Arbeit werden numerische Ansitze zur Simulation von instationidren Zweiphasenstro-
mungen behandelt. Die Berechnungsgrundlage ist ein gekoppeltes Euler-Lagrange-Verfahren,
das im Detail vorgestellt wird. Bei dieser numerischen Methode werden die Erhaltungsglei-
chungen der Gasphase in einem ortsfesten Koordinatensystem geldst, wihrend die Tropfen
im mitbewegten Bezugssystem betrachtet werden. Obwohl die Kopplung der beiden Phasen
aufgrund der zwei unterschiedlichen Bezugssysteme einen gewissen Mehraufwand bedeutet,
kann dennoch gezeigt werden, dass das Euler-Lagrange-Verfahren eine sehr viel hohere
Genauigkeit besitzt, als dies mit dem Euler-Euler-Verfahren erreicht werden kann. Gerade
bei der direkten numerischen Simulation einer wirbelbehafteten Zweiphasenstromung ist dies
entscheidend. In diesem Fall darf das numerische Verfahren keine ,.kiinstliche Diffusion® beim
Transport der dispersen Phase erzeugen. Anhand eines einfachen Beispieles wird gezeigt, dass
das Euler-Lagrange-Verfahren diese Anforderung erfiillt. Die euler-eulersche Methode ist fiir
solch eine Problemstellung weniger geeignet.

Um eine Spriihstrahlberechnung mit realen Brennstoffen, wie beispielsweise Kerosin,
beschreiben zu konnen, wird ein neuartiges Tropfenverdunstungsmodell vorgestellt, das der
Destillation von Mehrkomponenten-Kraftstoffen Rechnung trigt. Das ,,Distillation Curve Mo-
del* basiert auf einem Modellkraftstoff, der die Eigenschaften eines komplexen Stoffgemisches
zuverldssig beschreibt. Hohe Temperaturen und Driicke, die typischerweise in Brennkammern
von Gasturbinen und Motoren auftreten, werden durch geeignete Stoffkorrelationen und
Mischungsregeln beriicksichtigt. Gerade der Phaseniibergang an der Tropfenoberfldche weicht
unter diesen Bedingungen von einem thermodynamisch idealen Verhalten stark ab.

Im direkten Vergleich erzielt das ,,Distillation Curve Model* eine ausgezeichnete Ubereinstim-
mung mit experimentellen Daten und hochauflésenden Modellansitzen, wie dem so genannten
,Diffusion Limit Model“. Dabei ist der Rechenaufwand dieses neuartigen Tropfenverdun-
stungsmodelles duBlerst gering. Der vorgestellte Modellansatz ist um eine GroBenordnung
schneller als das numerisch aufwendige ,, Diffusion Limit Model*“ und mit der numerischen
Effizienz simpler Modelle (z.B. Rapid Mixing Model) vergleichbar. Durch die Tabellierung
samtlicher stoffspezifischer Groen, kann eine weitere, entscheidende Reduzierung der beno-
tigten CPU-Zeit erreicht werden.

Zur Validierung des Euler-Lagrange-Verfahrens wird in dieser Arbeit ein neuer Grund-
lagentestfall vorgestellt: die tropfenbeladene karmansche Wirbelstrale. Diese idealisierte
Konfiguration zeichnet sich durch eine wirbelbehaftete aber dennoch laminare Zweiphasen-
stromung aus. Die Dispersion der Tropfen wird alleine durch makroskopische Wirbel erzeugt
und nicht mit einer turbulenzbedingten Dispersion iiberlagert. Dies ermoglicht eine isolierte
Betrachtung der Tropfen-Wirbel-Interaktion. Abhiingig von der Stokes-Zahl ergibt sich ein
unterschiedliches Dispersionsverhalten, das auf die Separation und Akkumulation der Tropfen
zuriickzufiihren ist. Die disperse Phase kann einen groen Einfluss auf die Wirbelablosung
ausiiben — die entscheidende GroBe ist die Beladung. In der Untersuchung treten zwei Modi in
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Erscheinung, bei denen der Zylinder-Auftriebsbeiwert sprunghaft abfillt. Das Auftreten dieser
Modi kann mit der Stokes-Zahl allgemein beschrieben werden.

Um ein tieferes Verstindnis dieser Mechanismen zu erreichen, wird in einer Ahnlichkeits-
betrachtung eine harmonisch schwingende Partikelstromung theoretisch untersucht. Dieser
einfachste Fall einer oszillierenden Zweiphasenstromung kann unter gewissen Annahmen
analytisch geldst werden — dennoch weist diese Stromung dieselben Eigenschaften einer kom-
plexen Zweiphasenstromung auf. Der Frequenzgang der oszillierenden Stromung ist typisch fiir
einen Tiefpassfilter, dessen Filtereigenschaften durch die Eckfrequenz charakterisiert werden
kann. Durch eine Substitution wird gezeigt, dass der Frequenzgang alleine von der Stokes-Zahl
abhingt. Die dimensionslose Darstellung fiihrt zu Kennzahlen, die die Phasenverschiebung und
die Amplitudendifferenz genau quantifizieren.

Dieses Wissen ist fiir die Auswertung der tropfenbeladenen karmanschen Wirbelstralle
unbedingt erforderlich - simtliche Phinomene konnen mit den neuen Kennzahlen charakte-
risiert werden. So kann die Separation und Akkumulation der Tropfen durch die auftretende
Phasenverschiebung und Amplitudendifferenz erkldrt werden. Der sprunghafte Abfall des
Zylinder-Auftriebsbeiwertes ldsst sich auf ein abnehmendes Folgevermdgen der Tropfen zu-
riickfithren. Die Gegeniiberstellung der Ahnlichkeitsbetrachtung und der Simulationsergebnisse
zeigt, dass typische Phinomene bei denselben Stokes-Zahlen auftreten. Die exakte Uberein-
stimmung unterstreicht die hohe Genauigkeit des vorgestellten Euler-Lagrange-Verfahrens.

AbschlieBend werden die Moglichkeiten und Grenzen bei der Simulation einer turbulen-
ten Zweiphasenstromung aufgezeigt. Die Saugrohreinspritzung im Ottomotor erweist sich
aufgrund der instationdren Spriihstrahlausbreitung als idealer Testfall. Im Gegensatz zu
einer laminaren Stromung kann diese turbulente Zweiphasenstrémung mit der heute zur
Verfiigung stehenden Computerleistung nicht direkt berechnet werden. Die Simulation wird
daher mit den Reynolds-gemittelten Erhaltungsgleichungen (RANS) durchgefiihrt, wihrend
der Einfluss der Turbulenz modelliert wird. Die Validierung der numerischen Resultate zeigt,
dass das Euler-Lagrange-Verfahren zur Berechnung eines instationidren Einspritzvorganges im
Ottomotor bestens geeignet ist. So schneiden die erzielten Ergebnisse im direkten Vergleich
mit experimentellen Daten durchweg gut ab. Dennoch sind der RANS-basierten Berechnung
von Zweiphasenstromungen Grenzen gesetzt. Eine Modellierung der turbulenzbedingten
Tropfendispersion ist nur bei grolen Stokes-Zahlen vertretbar. An dieser Stelle gewinnt ein
LES-basiertes Berechnungsverfahren an Bedeutung, das jedoch erst in einigen Jahren effizient
eingesetzt werden kann.
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Anhang

A.1 Stoffkorrelationen und Mischungsregeln fiir n-Alkane

A2

‘ Stoffgrofe ‘ Korrelation
Fliissigphase:
Dichte Hankinson und Thomson (Reid et al., 1987)
Wirmekapazitit Polynom dritter Ordnung (Reid et al., 1987)

Dynamische Viskositit
Thermische Leitfahigkeit
Verdampfungsenthalpie

Van Velzen, Letsou und Stiel (Reid et al., 1987)
Jamieson (Reid et al., 1987)
Soave-Redlich-Kwong (Gmehling und Kolbe, 1992)

Diffusionskoeffizient Wilke-Chang (Reid et al., 1987)

Gasphase:

Dichte Soave-Redlich-Kwong (Gmehling und Kolbe, 1992)
Wirmekapazitit Polynom dritter Ordnung (Reid et al., 1987)

Dynamische Viskositét
Thermische Leitfahigkeit
Diffusionskoeffizient

Lucas (Reid et al., 1987)
Roy und Thodos, Wassiljeva (Reid et al., 1987)
Fuller (Reid et al., 1987)

Druckkorrektur-Gleichungen fiir n-Alkane

‘ StoffgroBe ‘ Druckkorrektur ‘
Fliissigphase:
Dichte Thomson (Reid et al., 1987)
Wiirmekapazitit Rowlinson (Reid et al., 1987)

Dynamische Viskositét

Thermische Leitfdahigkeit
Verdampfungsenthalpie | —
Diffusionskoeffizient -

Lucas (Reid et al., 1987)
Lenoir (Reid et al., 1987)

Gasphase:
Dichte
Wirmekapazitit

Dynamische Viskositt
Thermische Leitfdahigkeit
Diffusionskoeffizient

Lee und Kesler (Reid et al., 1987)
Lucas (Reid et al., 1987)

Stiel und Thodos (Reid et al., 1987)
Takahashi (Reid et al., 1987)
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A.3 Siedekurve von Kerosin (Gl. 4.2)

‘ Brennstoff ‘ a ‘ b ‘ c ‘ d ‘ e ‘
| Jet-Al [ 1.7337E2 | -1.4785El | -1.0524 | -8.5762E-1 | -1.0516 |

A.4 Stoffparameter der n-Alkan-Reihe (Gl. 4.6)

@[ fx) Ja b E E e

o |+ -7.046E1 | 2.539E3 | 5.941E2 | 1.104E2 | 5.132E-1
T. | x 2.768E2 | 3.844E3 | -1.132E4 | 1.404E4 | 2.330
pe | 1LE6-€° | 1.776 -1.0182E1 | 2.511E1 | 3.738El | 3.507E-3
Z | x 2.904E-1 | -3.419E-1 | 6.042E-1 | 0 0

vE | x 3.860E-5 | 3.475E-3 | 4.333E-3 | 0 0

Ja | x 4.505E-2 | -2.496E-2 | 3.408E-1 | 0 0

Jg | x 5.321 2919E1 | 5.968El |0 0
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