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ρ [kg/m3] Dichte
� [-] Reaction Mapping Operator
¯̄τ [kg/m s2] Spannungstensor
τin [s] Induktionszeit
φ [] Zustandsvektor
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1

1 Einleitung

1.1 Luftatmende Hyperschall-Transportsysteme

Die Nutzlast ist der wichtigste Parameter bei der Entwicklung eines
sparsamen Hyperschall-Transportsystems. Da der Oxidator bei ra-
ketenbasierenden Transportsystemen den dominierenden Massenan-
teil darstellt [Mü72], ist ein luftatmendes Triebwerk, das den Sauer-
stoff aus der Atmosphäre als Oxidationsmittel verwendet, eine viel
versprechende Alternative. Ein weiterer Vorteil eines luftatmenden
Transportsystems ist der durch die Flügel generierte Auftrieb, der
die Transportkosten reduziert. Daneben bietet der Einsatz des luftat-
menden Transportsystems gegenüber den derzeit verwendeten rake-
tenbasierenden zweistufigen Transportsystemen TSTO (Two–Stage–
To–Orbit) ein viel höheres Sicherheitsniveau und eine deutlich größe-
re Missionsflexibilität, was durch die geringere Startmasse, das an-
getriebene Landen und den sicheren Missionsabbruch erreicht wird
[McC02]. Die Wiederverwendbarkeit gehört ebenfalls zu den wichtig-
sten Vorteilen des luftatmenden Transportsystems.

Gasturbinen, Ram- und SCRamjets werden als Konzepte für ein
zukünftiges Triebwerk diskutiert. Ab einer Machzahl von 3.5 sind
Gasturbinen ineffizient und können mit Ram- und SCRamjets nicht
konkurrieren. Während im ramjetbasierenden Triebwerk die Über-
schallströmung auf Unterschall verzögert wird, bleibt die Strömung
im SCRamjet im Überschall. Das Ramjet-Triebwerk zeigt eine hohe
Effizienz im Flugmachzahlbereich zwischen 3.5 und 6. Für Flugbe-
dingungen ab Mach 6 ist das Potenzial des SCRamjet-Triebwerks
höher als das eines Ramjets, da im SCRamjet thermische Probleme,
die durch die Verzögerung der Überschallströmung auf Unterschall
entstehen, vermieden werden [Swe93, Cur91].

Trotz der dreißigjährigen Entwicklungsgeschichte luftatmender Hy-
perschalltransportsysteme ist der derzeitige Entwicklungsstand noch
weit von einem technisch relevanten und funktionsfähigen Prototy-
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pen entfernt. Der Grund dafür liegt in den enormen Anforderun-
gen an Konstruktion, Struktur, Material und Triebwerkssystem. Die
Verwendung von Luft als Oxidator und der dadurch bedingte Flug
in oberen Atmosphärenschichten mit Hyperschall bringt gewaltige
Druckgradienten und Temperaturbelastungen für die Raumfähre mit
sich. Ein großes Problem liegt darin, dass derzeit keine Erfahrung
bezüglich eines Flugzeugdesigns für Hyperschall vorhanden ist. Die
einzigen Dauerflüge mit einer Machzahl über 3 wurden mit der SR-
71 (gasturbinengetriebenes Flugzeug) und der X-15 (raketengetrie-
benes Forschungsflugzeug) realisiert. Die Flüge bei höheren Mach-
zahlen waren sehr kurz (X-15 bei M ∼ 6.8), wobei die Flugzeuge
für ein solches Regime eher auf Belastbarkeit als auf Leistung opti-
miert worden waren [Bog02]. In Bezug auf die Triebwerkstechnologie
liegen die Probleme in der hohen Strömungsgeschwindigkeit in der
Brennkammer und dadurch in einem extrem kurzen Zeitintervall, in-
nerhalb dessen die Mischung, Zündung und Flammenausbreitung er-
folgen müssen. Die Effizienz des SCRamjet-Triebwerks ist direkt von
den Totaldruckverlusten in der Brennkammer abhängig, so dass die
Optimierung der Strömungs–, Mischungs– und Reaktionsvorgänge in
Hinsicht auf den Gesamtwirkungsgrad (Maximierung des positiven
Schubs) erfolgen muss.

In Deutschland konnten an verschiedenen Hochschulen luftatmende
Raumtransportsysteme im Rahmen eines Verbundes aus drei Sonder-
forschungsbereichen (SFB) untersucht werden, wobei viele Themen
des zukünftigen Hyperschallfluges erforscht wurden:

• Grundlagen des Entwurfs von Raumflugzeugen, SFB 253,
Rheinisch-Westfälische Technische Hochschule Aachen

• Transatmosphärische Flugsysteme, SFB 255, Technische Uni-
versität und Universität der Bundeswehr München

• Hochtemperaturprobleme rückkehrfähiger Raumtransportsyste-
me, SFB 259, Universität Stuttgart

In Hinblick auf die Antriebssysteme wurden im Rahmen des SFB 255
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drei unterschiedliche Triebwerkskonzepte untersucht.

• HTSM–4: Turboluftstrahltriebwerk [Kop00]. Die Stufentren-
nung erfolgt bei einer Machzahl von vier. Die geringe Separati-
onsmachzahl führt zu einer schweren Oberstufe.

• HTSM–6R: koaxial angeordnetes Turboluftriebwerk und Ramjet
[Bau94, Esc96, Hol97]. Dieses Konzept stellt eine Erweiterung
des HTSM–4 Konzeptes dar. Der Ramjet übernimmt die Wei-
terbeschleunigung des Hyperschallflugzeugs ab einer Machzahl
von drei bis vier und bis zu einer Machzahl von ca. 6.8, bei der
die Stufentrennung erfolgen soll. Die höhere Machzahl bei der
Stufentrennung führt zu einem geringeren Gewicht der Oberstu-
fe. Die Nachteile liegen in dem komplexen Umschaltvorgang des
Triebwerkes, da die koaxiale Anordnung der Triebwerke thermi-
sche Probleme verursacht.

• HTSM–8: parallel angeordnetes Turboluft- und Staustrahltrieb-
werk (Ram- und SCRamjet). Dieses Konzept erweitert das
HTSM–6R Konzept durch den Einsatz des SCRamjetantriebs
ab einer Machzahl von 5 − 6 und die Verschiebung der Stuf-
entrennung auf eine Machzahl von ca. 8. Dadurch erreicht man
eine weitere Reduzierung des Oberstufengewichtes. Die parallele
Anordnung der Triebwerke erleichtert den Umstellvorgang.

Der Schwerpunkt bei der Entwicklung des HTSM–8 Triebwerkkon-
zeptes liegt in der Entwicklung der SCRamjet-Technologie. Die vor-
liegende Arbeit basiert auf den numerischen Forschungsaktivitäten
im Teilprojekt B11 des SFB 255, in dem die Überschallbrennkammer-
technologie erforscht und weiterentwickelt wurde.1 Während der drit-
ten Forschungsphase wurden unterschiedliche Wasserstoffinjektoren
(Pylone) auf ihre Eigenschaften zur Flammenstabilisierung und den
Einsatz von Kerosin als potenziellem Brennstoff von Grünig [Grü99]

1Projekt B11 Selbstzündung, Flammenstabilisierung und Stoß-Flammen-Wechselwirkung in
stoß-induzierten Überschallflammen gehört zur vierten dreijährigen Forschungsphase des SFB
255 und folgt auf die vorherigen Arbeiten im Projektbereich B Antriebsysteme



4 1 Einleitung

untersucht. Aus der Analyse des Brennverhaltens beim Einsatz von
unterschiedlichen Injektoren wurde eine optimale Injektorgeometrie
abgeleitet, die in Abschnitt 4.3 vorgestellt wird. Die Untersuchun-
gen bei Einsatz von Kerosin und von einem Kerosin–Wasserstoff–
Gemisch zeigten eine wesentlich höhere Induktionszeit im Vergleich
zur Verwendung reinen Wasserstoffs, was bei der begrenzten Länge
der Überschallbrennkammer und der kurzen Aufenthaltszeit sehr kri-
tisch ist. Sowohl durch das Induktionszeitproblem als auch durch
die wesentlich bessere Kühlungseigenschaften des Wasserstoffs wird
Letzterer zur Zeit als Hauptbrennstoff für SCRamjets betrachtet
[TDEN96].

1.2 Zielsetzung und Aufbau der Arbeit

Die Aufgabe für die vierte Phase war, die Strömungs- Mischungs-
und Reaktionsvorgänge im Injektorbereich detailliert zu untersu-
chen. Dazu wurden numerische Untersuchungen parallel zu Ex-
perimenten, in denen optische Messmethoden eingesetzt wurden
[San03], durchgeführt. Durch die enge Zusammenarbeit und ge-
genseitige Unterstützung von Rechnung und Experiment konnte
ein wesentlich besseres physikalisches Verständnis von den thermo-
fluiddynamischen Vorgängen gewonnen werden.

In der vorliegenden Arbeit werden hauptsächlich zwei wichtige The-
men behandelt: die Weiterentwicklung der numerischen Methoden
zur Simulation der Überschallverbrennung und der Einsatz dieser
Methoden zur Untersuchung der Strömungs-, Mischungs- und Reak-
tionsvorgänge in Überschallströmungen. Schließlich wurden die nu-
merischen Methoden erfolgreich zum Design einer neuen Brennkam-
merart eingesetzt.

Eine deutliche Weiterentwicklung der kommerziellen CFD-Codes im
letzten Jahrzehnt ermöglicht deren Einsatz auch im Forschungs-
bereich. Insbesondere die Option zur Variierung der Gitterfeinheit
während der Berechnung und dadurch die dynamische Anpassung
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Globale Reaktionskinetik
1-Schritt Chemie

Detaillierte
Chemie

Assumed
PDF

Monte-Carlo
PDF

Reduzierte
Reaktionskinetik

ILDM

Überschallverbrennung

Zündproblem

Beschleunigung der Chemieberechnung

Abbildung 1.1: Modellierungskonzept

des Gitters an die Stöße ist ein wichtiges Kriterium bei der Auswahl
eines CFD-Codes. Die Existenz von Modellen, die für die Berech-
nung von Überschallströmungen geeignet sind, und spezieller Löser
mit Parallelisierungsmöglichkeit sind weitere wichtige Kriterien für
die Nutzbarkeit eines kommerziellen Codes im Zusammenhang mit
der Modellierung von Verbrennungsvorgängen in Überschallbrenn-
kammern. Aus diesen Gründen wurde für die numerischen Arbeiten
im Projekt durch ein Test–Benchmark–Verfahren der kommerzielle
CFD-Code FLUENT als Basis-Code ausgewählt. Die Beschreibung
des Codes und der Auswahlkriterien werden im Abschnitt 2 vorge-
stellt.

Bei der Simulation der reagierenden Überschallströmung in realen
dreidimensionalen Geometrien liegt das größte Problem in der dafür
benötigten Rechnerkapazität. Sowohl die Anwesenheit der Stöße und
die damit verbundene sehr feine Diskretisierung des Rechenvolu-
mens, als auch die für die Modellierung der Selbstzündvorgänge not-
wendige detaillierte Betrachtung der Reaktionskinetik stellen eine
große Herausforderung an die Rechnerleistung. Die Verwendung der
PDF–Methoden für die Berücksichtigung der Turbulenz–Chemie–
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Wechselwirkung ist daher nur durch die Entwicklung und den Einsatz
spezieller rechengünstiger numerischer Verfahren realisierbar. Aus
diesem Grund war eine der Hauptaufgaben dieser Arbeiten die Ent-
wicklung eines numerisch effizienten Modellierungskonzeptes (Abbil-
dung 1.1).

Eine detaillierte Analyse der reaktionskinetischen Vorgänge bei der
Selbstzündung zeigt, dass die Reduzierung der chemischen Kinetik
unter aktuellen thermodynamischen Bedingungen in der Brennkam-
mer (T = 800–1200 K) einen inakzeptablen Fehler bei der Berech-
nung der Induktionszeit liefert. Die Verwendung der ILDM–Methode
[MP92, MP94, OG99] bringt im Fall der Überschallverbrennung kei-
nen Gewinn, da die Chemie sich weit entfernt vom Gleichgewichtszu-
stand befindet, was bedeutet, dass die Dimensionalität des Problems
hoch bleibt.

Die Eleganz des in dieser Arbeit verwendeten Konzeptes liegt in
der Abspaltung der Lösung der steifen chemischen Reaktionskine-
tik aus dem eigentlichen Simulationsvorgang, in dem die Reaktions-
kinetik im Preprocessing gelöst und tabelliert wird. Außerdem er-
folgt die Umwandlung der tabellierten Daten in lineare Polynome.
Diese werden während der Simulation eingesetzt, anstatt die Reak-
tionskinetik zu lösen. Die Testsimulationen einer reagierenden Über-
schallströmung zeigen eine enorme Reduzierung der Simulationszeit,
so dass die Rechenzeit für eine reagierende Strömung vergleichbar
zu der Rechenzeit ohne Berücksichtigung der chemischen Reaktion
wird. Das Einschließen zusätzlicher Variablen in das Preprocessing
für die Beschreibung der Fluktuationen im Fall der Verwendung von
Assumed–PDF–Verfahren ermöglicht dessen Einsatz für die Berech-
nung dreidimensionaler Geometrien auch auf mittleren Rechnersy-
stemen.

Die detaillierte Analyse der Wasserstoff–Luft Kinetik und die Be-
schreibung der Reaction Mapping Methode mit der anschließenden
Formulierung der Modellierungsstrategie für die Überschallverbren-
nung in realen dreidimensionalen Brennkammern wird in Abschnitt
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3 vorgestellt.

In Abschnitt 4 wird die experimentelle Anlage kurz beschrieben und
ein Überblick über das untersuchte Gesamtsystem gegeben. Die Si-
mulation der Flugbedingungen erfolgt mit Hilfe eines wasserstoffbe-
triebenen Vorheizers, der eine kostengünstige Lösung im Vergleich zu
einem elektrischen Vorheizer ist. Die potenzielle Gefahr bei der Ver-
wendung solcher Vorheizer liegt aber in der Verunreinigung der Test-
luft sowohl durch Verbrennungsprodukte als auch durch Zwischen-
spezies, wobei Letztere durch deren Beeinflussung der Selbstzündung
und der Reaktion in der Brennkammer besonders kritisch sind. Zur
Unterstützung des Experiments [San03] wurde eine detaillierte Un-
tersuchung des Vorheizers durchgeführt. Die daraus gewonnenen Da-
ten zeigten eine hohe Konzentration chemisch aktiver Zwischenpro-
dukte, die die Reaktionsvorgänge in der Brennkammer enorm be-
schleunigen. Die numerische Modellierung des Reaktionsverlaufs im
Vorheizer und anschließend in der Laval–Düse unter Berücksichti-
gung eines kontinuierlichen Temperaturabfalls durch die Beschleu-
nigung und die langsame Vermischung deckte das Kernproblem des
Vorheizers auf, eine schlechte Vermischung der Reaktanden, welche
bei der begrenzten Aufenthaltszeit eine dominante Rolle für den Aus-
brand spielt. Als Ergebnis der Analyse wurde ein zusätzlicher Ver-
mischer eingebaut, eine kostengünstige und sehr effiziente Lösung
[San03]. Die detaillierte Beschreibung des numerischen Modells und
seiner Anwendung sind in Abschnitt 5 zu finden.

Abschnitt 6 beinhaltet die Ergebnisse zur Untersuchung des Brenn-
verhaltens bei Einsatz von strebenförmigen Injektoren, die auf den
vorangegangenen Arbeiten von Grünig [Grü99] basieren. Für die nu-
merischen Arbeiten wurde eine vereinfachte Version des von Grünig
als Optimallösung bezeichneten Injektors verwendet, die einerseits
geringere Totaldruckverluste produziert und andererseits durch Sym-
metrieeigenschaften die Reduzierung des Rechengebiets erlaubt. Ex-
perimentell wurden beide Injektoren unter dem Einfluss des Vor-
heizerausbrands untersucht. Die numerischen und experimentel-
len Ergebnisse zusammen lieferten eine detaillierte Darstellung der
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Strömungs- Mischungs- und Reaktionsvorgänge im Nahbereich des
Injektors. Die verlustarme Injektorversion zeigte eine starke Sensiti-
vität auf die Verunreinigung der Testluft, d.h. keine Selbstzündung
oder eine sehr instabile Zündung im radikalenfreien Modus, während
der sog. optimale Injektor durch enorme Totaldruckverluste auf die
Verunreinigung unsensibel reagierte.

Die Untersuchung des Vorheizers und des Brennverhaltens von
strebenförmigen Injektoren liefert die eindeutige Aussage, dass die
Zündung- und Flammenstabilisierung mittels Zwischenprodukten ei-
ne Alternative für die Stoßstabilisierung bietet. Die Induktionszeit
kann schon bei niedrigen Temperaturen bis auf wenige µs reduziert
werden.

Aufbauend auf dieser Erkenntnis wurde das Problem der Zündung
und Stabilisierung von Flammen im Überschall ganz grundsätzlich
analysiert. Das Ergebnis dieser Analyse führte zu einer neuen Art
der Stabilisierung, die mit einem stark verzögerten Teilstrom abrei-
tet. Mit Hilfe numerischer Methoden wurde ein Zweistrom-Injektor
entwickelt, der eine breitbandige radikalenstabilisierte Überschallver-
brennung realisiert. Die enge Zusammenarbeit zwischen dem nume-
rischen und dem experimentellen Projektteil ermöglichte eine schnel-
le Entwicklung und Optimierung des Injektors. Die Ergebnisse zur
Untersuchung des Injektors zeigen, dass eine stabile Verbrennung
schon bei einer Totaltemperatur von 900K erreicht wird, was in
Hinsicht auf das HTSM–8 Triebwerkskonzept eine frühere Umschal-
tung (ca. Mach 4–5) in den SCRamjet–Modus und die Erhöhung
des Wirkungsgrades des Triebwerkssystems erlaubt. Die konstrukti-
ve Ausführung des Injektors und die Ergebnisse zur Untersuchung
der Strömungs-, Mischungs- und Reaktionsvorgänge werden in Ab-
schnitt 7 vorgestellt.

Der letzte Abschnitt fasst die wichtigsten Schlussfolgerungen der Ar-
beit zusammen und gibt einen Ausblick für zukünftige Weiterent-
wicklungen der SCRamjet–Technologie.
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2 Simulation der Strömungs- und
Mischvorgänge

Die enorme Entwicklung der Rechnertechnologie in den letzten zwei
Jahrzehnten ermöglicht den Einsatz numerischer Methoden zur de-
taillierten Untersuchung komplizierter Verbrennungsvorgänge in rea-
len, dreidimensionalen Geometrien. Die Bedeutung dieser Entwick-
lung ist von hohem Wert, da einerseits eine wesentliche Kostenredu-
zierung in der Entwicklungsphase erreicht werden kann und anderer-
seits die Verwendung numerischer Methoden mit hoher räumlicher
Auflösung, wie z.B. CFD - Methoden, ein detailliertes Studium von
Strömungs- und Reaktionsphänomenen ermöglicht. Bei der Untersu-
chung reagierender Überschallströmungen ist die Bedeutung der nu-
merischen Methoden noch ausgeprägter: hohe Betriebskosten der Ex-
perimente, Probleme bei der Simulation von Flugbedingungen, Be-
schränkungen auf die für Überschallströmungen geeigneten Messme-
thoden und deren geringe Genauigkeit zwingen zu einem intensiven
Einsatz von Numerik. Allerdings können die numerischen Modelle
noch nicht alle Strömungs- und Reaktionsphänomene mit der ent-
sprechenden Genauigkeit erfassen, eine Weiterentwicklung ist not-
wendig. Daraus folgt, dass die höchste Effizienz bei der Untersu-
chung und der Entwicklung von Überschallbrennkammern durch den
parallelen Einsatz von experimentellen und numerischen Methoden
erreicht wird. Die numerischen Methoden unterscheiden sich in Be-
zug auf die Genauigkeit, den Anwendungsbereich und den Bedarf
an Rechnerressourcen. Im Rahmen dieser Arbeit wurden sowohl re-
chengünstige eindimensionale Methoden zum Studium der Grund-
lagen der Reaktionskinetik und der Gasdynamik als auch rechen-
aufwändige CFD–Methoden für die zwei- und dreidimensionale Si-
mulation der Strömungs- und Verbrennungsvorgänge in der Brenn-
kammer weiterentwickelt und verwendet. Die Zielsetzung für die nu-
merischen Arbeiten war die effiziente Untersuchung der reagierenden
Überschallströmung in einer Modellbrennkammer mit Hilfe der CFD-
Methode. Hierauf waren die gewählten Ansätze auszurichten.
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Bei der Simulation reagierender Überschallströmungen treten folgen-
de Probleme auf:

• die Anwesenheit von Stößen und die komplizierte Stoß-
Grenzschicht-Wechselwirkung benötigen ein extrem feines Git-
ter und ein spezielles Lösungsverfahren

• die Selbstzündung des Treibstoffs kann nur unter Verwendung
der detaillierten chemischen Kinetik simuliert werden

• turbulente Fluktuationen können die Reaktionsvorgänge we-
sentlich beeinflussen

Schon die beiden erstgenannten Probleme machen die Simulation
einer realen, dreidimensionalen Brennkammer auf Rechnersystemen
mittlerer Kapazität unmöglich. Die Berechnung des Einflusses turbu-
lenter Fluktuationen auf den Reaktionsverlauf durch die Verwendung
von PDF (Probability Density Function)–Methoden können zur Zeit
auch für einfache generische Geometrien nur mit Hilfe von Hoch-
leistungsrechnersystemen realisiert werden. Trotz der schnellen Evo-
lution der Rechnertechnologien, wird die Entwicklung von Rechen-
zeit sparenden Modellen und Algorithmen kurz- und mittelfristig von
großer Bedeutung bleiben. Eine wichtige Methode ist zum Beispiel
die Verwendung adaptiver Gitter, welche während der Simulation
lokal ver- und entfeinert werden können. Dadurch wird die notwen-
dige Stoßauflösung auch ohne eine enorme Erhöhung der Anzahl der
Rechenzellen erreicht.

Zur Modellierung turbulenter Verbrennungsvorgänge bei geringeren
Machzahlen wurden in den letzten Jahren mehrere Methoden zur
Reduzierung des Rechenaufwands verwendet, die aber nicht auf die
Überschallverbrennung übertragbar sind. Somit ist die Entwicklung
rechenzeitgünstiger Verbrennungsmodelle für den Überschallbereich
von großer Bedeutung. Die Lösung dieser Aufgabe war das zentra-
le Ziel der vorliegenden Arbeit. In diesem Zusammenhang war die
Auswahl des optimalen Basiscodes von großer Bedeutung, da dieser
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die Aufgabe übernehmen muss, die Transportgleichungen in einem
Strömungsfeld mit Überschall- und Unterschallgebieten und dement-
sprechend komplizierten Stoßsystemen effizient zu lösen.

2.1 Auswahl des Basiscodes

Die Hauptkriterien bei der Auswahl des Basiscodes waren die Exi-
stenz eines für kompressible Strömungen geeigneten Lösers, die adap-
tive Gitteradaption während der Simulation, die Fähigkeit zur Pa-
rallelberechnung auf Clustersystemen und die Möglichkeit zur Im-
plementierung eigener Modelle. In dieser Kombination sind diese
Anforderungen ungewöhnlich. Die zur Verfügung stehenden CFD–
Programme wurden hauptsächlich für industrierelevante Anwendun-
gen entwickelt, wo Überschallprobleme selten auftreten. In der Ver-
gangenheit sind häufig spezielle Codes für Überschallaufgaben ent-
wickelt worden, da kommerzielle Codes für derartige Strömungen
ungeeignet waren. In letzter Zeit wurden aber Modelle zur Simu-
lation kompressibler Strömungen in manchen kommerziellen CFD–
Codes implementiert, was eine Alternative zur Verwendung und zur
Weiterentwicklung eigener Codes bedeutet. Zusätzliche Eigenschaf-
ten, wie adaptives Gitter, Multigrid–Verfahren und parallele Be-
rechnung, machen kommerzielle Codes zumindest für die Simula-
tion nicht–reagierender Überschallströmungen attraktiver. Während
eines Benchmark–Tests wurden die CFD-Codes CFX-TASCflow 2.8
und CFX-5 von der Firma AEA Technology GmbH sowie FLUENT 5
der Firma Fluent Inc. geprüft, wobei nur der CFD-Code FLUENT 5
alle Hauptkriterien erfüllte und deshalb als Basiscode für die nume-
rischen Arbeiten ausgewählt wurde. Die Arbeit profitierte von der
Weiterentwicklung von FLUENT während der Laufzeit des Vorha-
bens, da immer die allerneueste Version zur Verfügung stand.
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2.2 Basiscode FLUENT 5

Der CFD-Code FLUENT 5 gehört zur Familie der Finite Volumen
CFD-Codes, der sowohl mit strukturierten als auch mit unstruktu-
rierten Rechengittern arbeiten kann. FLUENT 5 erlaubt die Ände-
rung des Gitters während der Simulation, was die lokale Auflösung
in den Rechenzonen mit großen Gradienten der Strömungsparame-
ter wesentlich erhöht. FLUENT 5 besitzt ein breites Modellspektrum
[Flu00]. Dadurch wird ein Einsatz in verschiedenen Aufgabenberei-
chen ermöglicht. Nachfolgend sollen nur die Modelle in Hinsicht auf
die Simulation von kompressiblen Strömungs-, Mischungs- und Re-
aktionsvorgängen vorgestellt werden. FLUENT löst implizit die kom-
pressiblen Navier-Stokes Gleichungen (Erhaltungsgleichungen für die
Masse, den Impuls und die Energie) gekoppelt mit den Erhaltungs-
gleichungen für die einzelnen Spezies. Die Verwendung des gekop-
pelten, impliziten Lösers, wobei die Strömungs- und die Energieglei-
chung zusammen gelöst werden, führt zu einer schnelleren Konver-
genz, was aber einen um den Faktor 1.5−2 höheren Arbeitsspeicher-
bedarf als die serielle Lösung der Gleichungen bewirkt. Im Folgenden
werden die Gleichungen für kartesische Koordinaten vorgestellt.

2.2.1 Allgemeine Erhaltungsgleichungen

Kontinuitätsgleichung

∂ρ

∂t
+ ∇ · (ρ�v) = 0 (2.1)

mit der Dichte ρ, der Zeit t und dem Geschwindigkeitsvektor �v.

Impulserhaltungsgleichung

∂

∂t
(ρ�v) + ∇ · (ρ�v�v) = −∇p + ∇(τ) (2.2)

wobei mit p der statische Druck bezeichnet wird und der Spannungs-
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tensor ¯̄τ folgendermaßen definiert wird:

τ = µ [(∇�v + ∇�v T ) − 2

3
∇ · �vI] (2.3)

Hierbei bezeichnet µ die dynamische Viskosität, I den Einheitstensor
und der zweite Term auf der rechten Seite beschreibt die volumetri-
sche Dilatation.

Energieerhaltungsgleichung

∂

∂t
(ρE)+∇·(�v(ρE+p)) = ∇

λeff∇T −∑
j

hj
�Jj + (τ · �v)

+
∑
j

hjRj

(2.4)

Dabei bezeichnet λeff die effektive, thermische Leitfähigkeit (λeff =
λ + λt, wobei λt die turbulente, thermische Leitfähigkeit ist und ent-
sprechend des verwendeten Turbulenzmodels bestimmt wird). Der
Term �Jj bezeichnet den Diffusionsfluß der Spezies j. Die drei Ter-
me auf der rechten Seite beschreiben den Energietransport durch
die Leitfähigkeit, die Speziesdiffusion und die viskose Dissipation.∑

j hjRj enthält die Wärmequelle infolge der chemischen Reaktion.
Rj ist die Produktionsrate der Spezies j durch chemische Reaktion.
Diese wird in Abschnitt 3.2 genauer beschrieben. Die Totalenergie E
wird folgendermaßen definiert:

E = h − p

ρ
+

v2

2
(2.5)

wobei die Enthalpie h für ideale Gase als Summe von Enthalpien der
einzelnen Spezies hj berechnet wird. Yj bezeichnet den Massenbruch
der Spezies.

h =
∑
j

Yjhj (2.6)
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Die Enthalpien der Spezies lassen sich wie folgt berechnen:

hj = h0
j +

∫ T

Tref

cp,jdT (2.7)

Zustandsgleichung

Die Kopplung zwischen den Erhaltungsgleichungen für Masse, Im-
puls und Energie liefert die Zustandsgleichung. Für kompressible
Strömungen gilt:

ρ =
pop + p

R
Mw

T
(2.8)

wobei pop der Referenzdruck, p der lokale statische Druck relativ zum
Referenzdruck, R die allgemeine Gaskonstante und Mw das Molarge-
wicht ist. Die Temperatur T wird aus der Energieerhaltungsgleichung
(2.4) berechnet.

Speziestransportgleichung

∂

∂t
(ρYj) + ∇ · (ρ�vYj) = −∇ · �Jj + Rj (2.9)

Der Diffusionsfluß �Jj in turbulenten Strömungen wird folgenderma-
ßen berechnet

�Jj = −
(
ρDj,m +

µt

Sct

)
∇Yj (2.10)

Hierbei bezeichnet Sct die turbulente Schmidtzahl (Standardeinstel-
lung 0.7), µt die turbulente Viskosität und Di,m den Diffusionskoef-
fizienten der Spezies j in der Mischung.
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2.2.2 Modellierung der Turbulenz

Entscheidend bei der Simulation der turbulenten Strömung mit Spe-
ziesmischung ist die Verwendung eines geeigneten Turbulenzmodells.
Wichtigste Modelle für den Überschallbereich sind das κ-ε-, das κ-ω-
und das Reynoldsspannungsmodell. Letzteres ist für eine Analyse von
Überschallströmungen zu bevorzugen, da die Anisotropie der Turbu-
lenz modelliert werden kann. Sowohl eine eigene Analyse als auch ei-
ne Literaturrecherche [LW94] zu diesem Thema zeigten, dass bei der
aktuellen Modellauswahl das Reynoldsspannungsmodell eine bessere
Vorhersage des Turbulenzfeldes liefert. Das liegt daran, dass Turbu-
lenzgenerierung und Turbulenztransport in hohem Ausmaß aufgrund
der Kopplung der mittleren Druckgradienten und Dichtefluktuatio-
nen bei der Hochgeschwindigkeitsturbulenz zu erwarten sind [LW94].
Da dieser Effekt im Second Moment Closure Modell explizit berück-
sichtigt ist, wird dieses Modell für Überschallströmungen empfohlen.
Bei dem Test der zur Verfügung stehenden Modelle wurde auch fest-
gestellt, dass die Grenzschichtablösung bei der Interaktion der Stöße
mit der Wand unter Verwendung des RS-Modells korrekt berech-
net werden konnte. Interessanterweise führte das RS-Modell bei den
Berechnungen der nicht-reagierenden Strömung im Vergleich zum κ-
ε-Modell sogar zu einer schnelleren Konvergenz.

Ein Nachteil des Reynoldsspannungsmodells ist, dass für eine 3D-
Simulation sieben zusätzliche Gleichungen gelöst werden müssen, was
aber nur 50-60% mehr CPU-Zeit pro Iteration und 15-20% mehr Ar-
beitsspeicher im Vergleich zum κ-ε-Modell benötigt. Dieser moderate
Mehraufwand wurde in Kauf genommen.

Bei der Simulation turbulenter Strömungen müssen die Bilanzglei-
chungen (2.1 - 2.4) transformiert werden. Für diese Transformation
wird die Favre-Mittelung [Flu00] angewandt.

Reynoldsspannung–Transportgleichung

Die exakte Transportgleichung für den Transport der Reynoldsspan-
nung ρ u′

iu
′
j kann wie folgt geschrieben werden:
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∂

∂t
(ρ u′

iu
′
j)︸ ︷︷ ︸

Lokale zeitliche Ableitung

+
∂

∂xk
(ρuku′

iu
′
j)︸ ︷︷ ︸

Cij ≡ Konvektion

=

− ∂

∂xk

[
ρ u′

iu
′
ju

′
k + p

(
δkju′

i + δiku′
j

)]
︸ ︷︷ ︸

DT,ij ≡ Turbulente Diffusion

+
∂

∂xk

[
µ

∂

∂xk
(u′

iu
′
j)

]
︸ ︷︷ ︸

DL,ij ≡ Molekulare Diffusion

− ρ

(
u′

iu
′
k

∂uj

∂xk
+ u′

ju
′
k

∂ui

∂xk

)
︸ ︷︷ ︸
Pij ≡ Spannungsproduktion

− ρβ(giu′
jθ + gju′

iθ)︸ ︷︷ ︸
Gij ≡ Auftriebsproduktion

+ p

∂u′
i

∂xj
+

∂u′
j

∂xi


︸ ︷︷ ︸

φij ≡ Druckspannung

− 2µ
∂u′

i

∂xk

∂u′
j

∂xk︸ ︷︷ ︸
εij ≡ Dissipation

−2ρΩk

(
u′

ju
′
mεikm + u′

iu
′
mεjkm

)
︸ ︷︷ ︸

Fij ≡ Produktion bei der Systemrotation

(2.11)

Die Terme Cij, DL,ij, Pij und Fij erfordern keine Modellierung. Die
Terme DZ,ij, Gij, φij und εij müssen dagegen modelliert werden,
um die Gleichungen zu schließen. Es wird hier keine vollständige
Beschreibung der Modellierungsannahmen gegeben, da diese in der
Dokumentation von FLUENT 5 [Flu00] zu finden ist.
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3 Modellierung der Verbrennung in
Überschallströmungen

Verbrennungsvorgänge in Überschallströmungen haben sehr spezifi-
sche Eigenschaften, die sie stark von der typischen Verbrennungs-
klassifizierung (laminar-turbulent, vorgemischt-diffusiv) unterschei-
den. Die Geschwindigkeiten, die in SCRamjet-Brennkammern auf-
treten, liegen im Bereich von 1000 m/s, was viel größer ist als die
deflagrativen Flammengeschwindigkeiten von typischen Brennstof-
fen. Das bedeutet, dass in solchen Strömungen die Reaktion sich
nicht selbst durch die Wärmefreisetzung stabilisieren kann. Zusätz-
lich ist die Verwendung von Rückströmungen mit der Rezirkulati-
on heißer ausgebrannter Produkte und Zwischenspezies, die norma-
lerweise bei der Stabilisierung inkompressibler Flammen eingesetzt
werden, aus Verlustgründen nicht möglich. Außerdem reicht die Auf-
enthaltszeit in Rückström- und Ablösezonen nicht aus, um eine aus-
reichende Wärmefreisetzung zu gewährleisten. Aus diesem Grund ist
die Selbstzündung des Brennstoffs eine notwendige Bedingung für
eine stabile Reaktion. Ein anderes Problem ist, dass die Aufenthalts-
zeit des Brennstoffs in der Brennkammer sehr kurz ist, was hohe
Anforderungen an die Mischungsintensität und an die Reaktionszeit
stellt. Demgemäß findet die Selbstzündung und die Reaktion paral-
lel zur Mischung statt und führt zur partiell vorgemischten, diffusi-
ven Verbrennung. Unter den derzeit für den Einsatz in SCRamjet-
Brennkammern diskutierten Brennstoffen ist Wasserstoff wegen sei-
ner kurzen Zündverzugszeit, seiner geringeren Zündenergie und sei-
ner hohen Diffusivität am besten geeignet. Außerdem ist das Kühl-
vermögen des Wasserstoffs für die Lösung der thermischen Probleme
des gesamten Flugsystems von großer Bedeutung. Die geometrischen
Eigenschaften der Brennkammer und der Brennstoffinjektoren, die
für Selbstzündung und Flammenstabilisierung dienen, werden in den
folgenden Abschnitten dargestellt, hier werden lediglich die Model-
lierungsaspekte analysiert.

Die Selbstzündvorgänge in der Brennkammer können nur unter weit-
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gehender Berücksichtigung der Elementarkinetik simuliert werden.
Wenn die Strömungs- und die chemischen Zeitskalen von vergleich-
barer Größe sind, müssen der Reaktionsablauf bzw. die Entstehung
des Radikalenpools und die Energiefreisetzung sehr präzise model-
liert werden. Die Elementarkinetik des Wasserstoff-Luft-Gemisches
beinhaltet außer den Edukten (H2, O2) und den Produkten (H20)
noch fünf Zwischenprodukte (H, OH, O, HO2, H2O2), wobei die Re-
aktionsbeteiligung des Stickstoffs vernachlässigt wird. Für die nu-
merische Simulation der Strömungs- und Verbrennungsvorgänge in
der Brennkammer bedeutet dies, dass für jede Spezies ein Skalarfeld
berücksichtigt und eine Transportgleichung gelöst wird. Außerdem
stellen die kinetischen Umwandlungsgleichungen ein steifes Differen-
tialgleichungssystem dar, dessen Lösung einen speziellen numerischen
Löser benötigt. Dadurch steigen die Anforderungen an die Rechner-
kapazität hinsichtlich Speicherbedarf und CPU-Leistung.

Die Reaktionsvorgänge sind stets mehr oder weniger an die turbu-
lenten Strömungsvorgänge gekoppelt. Die turbulente Flammenaus-
breitung ist 1–2 Größenordnungen schneller als die laminare. Der
Grund dafür ist, dass die Wärmeleitung und der Radikalentransport,
die bei der deflagrativen Flammenausbreitung als Reaktionspromo-
ter dienen, durch das Auftreten von turbulenten Wirbelstrukturen
erheblich ansteigen. Ein anderer Effekt der turbulenten Geschwin-
digkeitsfluktuationen ist die daraus folgende Fluktuation der Skalare
Dichte, Temperatur und Konzentrationen. Da die chemische Reak-
tion stark von der Temperatur und der Zusammensetzung der Reak-
tionspartner abhängt, beeinflussen die Fluktuationen dieser Skalare
den Reaktionsvorgang. Für die Modellierung bedeutet das, dass die
Skalargrößen innerhalb einer Rechenzelle nicht konstant, wie es bei
der Verwendung von gemittelten Erhaltungsgleichungen der Fall ist,
sondern innerhalb eines begrenzten Bereiches verteilt sind, was mit
Hilfe der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion PDF (Probability Den-
sity Function) beschrieben werden kann. Das heißt, die mittleren
Reaktionsraten können durch Integration bestimmt werden, falls die
PDF bekannt ist. Die zeitlichen Temperatur- und Konzentrations-
fluktuationen haben aber eine gegensätzliche Auswirkung. Während
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die Temperaturfluktuationen zur Intensivierung der Reaktion führen,
haben die Konzentrationsfluktuationen eine schlechtere Vermischung
der reagierenden Spezies und dadurch eine Reaktionsdrosselung zur
Folge. Reaktionsvorgänge unter dem Einfluss von zeitlichen Fluk-
tuationen wurden von Libby und Williams [LW94] und von Warnatz
[WMD97] analysiert und beschrieben. Die gegensätzlichen Einflüsse
können bei bestimmten Bedingungen einander kompensieren, wovon
aber nicht ausgegangen werden kann. Es existieren zwei Methoden,
die für die Modellierung der zeitlichen Fluktuationen von Skalaren
häufig verwendet werden: die Lösung von PDF-Transportgleichungen
und die empirische Konstruktion von PDF (assumed PDF).

Bei der ersten Methode handelt es sich um die Lösung der Er-
haltungsgleichungen für die Teilchenmassen, die in einer direkten
zeitlichen Entwicklung der PDF resultiert. Der große Vorteil die-
ses Verfahrens ist die exakte Behandlung der chemischen Reaktion.
Die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion wird durch eine sehr große
Anzahl stochastischer Partikel beschrieben. Die Lösung der PDF-
Transportgleichung erfolgt mit Hilfe eines Monte-Carlo-Verfahrens.
Das Verfahren ist sehr aufwändig und bei begrenzten Rechenka-
pazitäten auf kleine chemische Systeme und Rechengeometrien be-
schränkt.

Bei dem zweiten Verfahren werden Wahrscheinlichkeitsdichtefunktio-
nen aus empirischen Daten rekonstruiert. Falls mit multidimensio-
naler Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion gearbeitet werden soll, ent-
steht das Problem der Berechnung der Korrelationen zwischen den
einzelnen Variablen. Die Annahme, dass die Variablen voneinander
unabhängig sind, führt zu einer Vereinfachung der PDF, da sich die
multidimensionale PDF durch ein Produkt eindimensionaler PDFs
berechnen lässt. Diese Annahme reduziert die Anforderungen an die
Rechnerkapazität und ermöglicht auch die Simulation mit vollständi-
ger Behandlung der chemischen Kinetik. Die durch diese Annah-
me entstehenden Fehler werden gegenwärtig untersucht [GMB01],
[Ger02].
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Die beiden Methoden sind ebenfalls sehr rechenintensiv und können
nur durch die Verwendung von Hochleistungsrechnern angewandt
werden. Neben den zusätzlichen Transportgleichungen und Skalaren
müssen die mittleren Produktionsterme durch Integration (3.17) be-
stimmt werden.

Zur Zeit besteht ein großer Mangel an rechengünstigen Modellen für
die Berechnung der chemischen Kinetik. Idealerweise soll das Modell
auch den Einfluss der zeitlichen Fluktuationen auf die Kinetik bein-
halten, damit man den Integrationsvorgang für die Berechnung der
mittleren Reaktionsraten während der Simulation einsparen kann.

Ziel dieser Arbeit war, ein Modell mit den beschriebenen Eigen-
schaften zu entwickeln, das eine effiziente Simulation der Reak-
tionsvorgänge in der SCRamjet-Brennkammer ermöglicht. Zusätz-
lich musste die Modellierungsstrategie auf die Berechnung von tech-
nisch relevanten Brennkammern ausgerichtet werden. Daneben wur-
de das Ziel verfolgt, die Modellierungsmethode so zu strukturieren,
dass sie in Zukunft auch mit hochpräzisen Rechenmethoden (PDF–
Transportgleichung und assumed PDF) kombiniert werden kann,
die so aufgrund der hohen Recheneffizienz auch auf komplizierte
Brennkammergeometrien technischen Interesses angewandt werden
können, ohne dass exzessive Anforderungen an die Rechenhardware
gestellt werden.

3.1 Chemische Reaktionskinetik des

Wasserstoff-Luft-Systems

Die Zündung und der Verlauf der Reaktion erfolgen über die Radikal-
kettenmechanismen. Das heißt, dass das Reaktionsprodukt Wasser
nicht direkt durch die Reaktion zwischen Wasserstoff und Sauerstoff
gebildet wird, sondern dass mehrere Zwischenreaktionen stattfinden.
Zuerst werden durch die Ketteneinleitungsschritte reaktive Spezies
(Radikale) aus stabilen Spezies gebildet. Bei den Kettenfortpflan-
zungsschritten reagieren die Radikale mit den stabilen Spezies unter
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Bildung einer anderen reaktiven Spezies. Die Kettenverzweigungs-
schritte, bei denen ein Radikal mit einer stabilen Spezies unter Bil-
dung zweier neuer Radikale reagiert, führen zur Erhöhung der Radi-
kalenkonzentration und Intensivierung des Reaktionsverlaufs. Durch
die Kettenabbruchschritte reagieren die Radikale zu stabilen Mo-
lekülen und beenden die Reaktion.

Der Radikalkettenmechanismus des Wasserstoff-Sauerstoff-Systems
kann folgendermaßen dargestellt werden [Tur96]:

Die Ketteneinleitungsreaktionen sind:

H2 + M → H + H + M (sehr hohe Temperaturen) (R1)
H2 + O2 → HO2 + H (andere Temperaturen). (R2)

Die Kettenfortpflanzungs− und Kettenverzweigungsreaktionen,
die O, H und OH Radikale involvieren lauten:

H + O2 → O + OH (R3)
O + H2 → H + OH (R4)
H2 + OH → H2O + H (R5)
O + H2O → OH + OH (R6)

Die Kettenabbruchschritte von O, H und OH Radikalen durch tri-
molekulare Rekombinationsreaktionen sind:

H + H + M → H2 + M (R7)
O + O + M → O2 + M (R8)
H + O + M → OH + M (R9)
H + OH + M → H2O + M (R10)

wobei M den dritten Stoßpartner repräsentiert.

Um den Mechanismus zu vervollständigen, müssen die Reaktionen,
die das Hydroperoxi-Radikal HO2 und das Wasserstoffperoxid H2O2

betrachten, eingeschlossen werden. Wenn die Reaktion

H + O2 + M → HO2 + M (R11)

aktiv wird, treten die folgenden Reaktionen und die Rückwärtsreak-
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tion von (R2) auf:

HO2 + H → OH + OH (R12)
HO2 + H → H2O + O (R13)
HO2 + O → O2 + OH (R14)

Der Verbrauch des Hydroperoxi-Radikals HO2 mit der Bildung des
Wasserstoffperoxids H2O2 erfolgt folgendermaßen:

HO2 + HO2 → H2O2 + O2 (R15)
HO2 + H2 → H2O2 + H (R16)

mit nachfolgendem H2O2–Verbrauch durch:

H2O2 + OH → H2O + HO2 (R17)
H2O2 + H → H2O + OH (R18)
H2O2 + H → HO2 + H2 (R19)
H2O2 + M → OH + OH + M (R20)

Die Analyse der Zündung von Wasserstoff-Sauerstoff-Gemischen in
einem heißen Gefäß [WMD97], [Tur96] zeigt eine starke Abhängig-
keit der Zündung vom Druck und der Temperatur. In Bezug auf
den Druck und die Temperatur existieren drei Zündgrenzen für
Wasserstoff-Sauerstoff-Gemische, die durch verschiedene physikali-
sche Vorgänge (Temperaturabhängigkeit der Elementarreaktionen,
Wärmeleitung und Diffusion) zu erklären sind. Eine detaillierte Ana-
lyse der Zündgrenzen wurde von Maas und Warnatz [MW88] durch-
geführt. Entsprechend dieser Einteilung liegen die thermodynami-
schen Bedingungen (T, P) in der Brennkammer im Bereich der drit-
ten (thermischen) Zündgrenze, wobei die Zündung durch die Kon-
kurrenz von Wärmeerzeugung infolge der chemischen Reaktion und
von Wärmeabfuhr aus der Reaktionszone kontrolliert wird. Mit zu-
nehmendem Druck steigt die Wärmeproduktion pro Volumenein-
heit, so dass bei einem höheren Druck die Zündung schon bei einer
niedrigeren Temperatur stattfindet. Diese Vorgänge werden durch
den Einfluss unterschiedlicher chemischer Prozesse weitaus kom-
plexer. Bei einem geringen statischen Druck in der Brennkammer,
wie z.B. in den Rezirkulationszonen mit hohen Totaldruckverlusten,
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können sich die thermodynamischen Bedingungen in den Bereich der
zweiten Zündgrenze verschieben, die von der Konkurrenz zwischen
Kettenverzweigungs- und Kettenabbruchsreaktionen bestimmt wird.

In Abhängigkeit von der Temperatur dominieren unterschiedliche
Reaktionen im Radikalkettenmechanismus und bewirken folglich ei-
ne Dominanz unterschiedlicher Radikale. Es existieren viele experi-
mentelle und numerische Untersuchungen zur Bedeutung von Re-
aktionswegen und Radikalen bei verschiedenen Temperaturen und
Flammenarten, die in der letzten Zeit veröffentlicht wurden. Bei
hohen Temperaturen (über 1100 K) und stöchiometrischen Ge-
mischen dominieren die Kettenverzweigungsreaktionen (R3), (R4)
und (R5) im Kettenzyklus, was zu einer hohen Konzentration von
H−, O−Atomen und OH−Radikalen führt. Die Untersuchung von
vorgemischten Flammen mit variabler Luftzahl von Fukutani et al.
[FYJ90] zeigte eine starke Abhängigkeit der H−, O−, OH− Kon-
zentration von der Luftzahl. Während bei der stöchiometrischen
Flamme die H−Atome dominieren, überwiegen bei mageren Flam-
men OH−Radikale und atomarer Sauerstoff. Die Untersuchung der
Wasserstoffverbrennung im Überschall-Luftstrom von Algermissen
[AN70] zeigte, dass die Bedeutung der HO2−Reaktionen mit fallen-
der Temperatur wächst. Hauptsächlich wird die Zündung bei Tempe-
raturen unter 1100 K durch die Konkurrenz zwischen der Kettenver-
zweigungsreaktion (R3) und der Kettenabbruchsreaktion R11 sowie
die Rückwärtsreaktion von (R2) kontrolliert. Die experimentelle und
numerische Untersuchung der laminaren Flammengeschwindigkeiten
von Ergolfopoulos und Law [EL90] zeigte auch die Wichtigkeit von
HO2 und H2O2 bei sehr mageren Gemischen mit niedriger Flam-
mentemperatur. Im Gegenteil dazu wird bei Hochtemperaturflam-
men der Reaktionsverlauf hauptsächlich von Kettenverzweigungs-
und Kettenabbruchsreaktionen zwischen H und O2 beeinflusst. Die
Analyse von fünf verschiedenen Reaktionsmechanismen für die Be-
rechnung der laminaren Flammen zeigte einen Mangel der Reakti-
onskinetik bezüglich HO2 und H2O2 bei allen Mechanismen und da-
durch eine schlechte Korrelation zwischen numerischen und experi-
mentellen Ergebnissen für magere Flammen. Die Untersuchung der
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Zündgrenzen von nicht-vorgemischten Wasserstoff-Luft Gegenstrom-
Flammenkonfigurationen von Kreuzt und Law [KL96] zeigte eine
zusätzliche Kettenfortpflanzung durch (R15) - (R20) und Ketten-
verzweigung durch (R16) - (R20) für die dritte Zündgrenze, deren
Bedeutung bei steigendem Druck zunimmt und zu einer Steigerung
der HO2− und H2O2−Konzentrationen führt.

Das Verständnis für die Reaktionskinetik spielt eine entscheidende
Rolle für die Modellierung der Verbrennungsphänomene, wobei che-
mische Effekte von großer Bedeutung sind. Die Schwächen der Reak-
tionsmechanismen bei niedrigeren Temperaturen, bzw. der Mangel
an der Beschreibung der HO2 und H2O2 Kinetik bewirken eine Un-
sicherheit bei der Simulation reagierender Strömungen und führen
zum Problem, dass die Ergebnisse deutlich vom ausgewählten Re-
aktionsmechanismus abhängen. Da in einer Überschallbrennkammer
Zonen mit stark unterschiedlichen Temperaturen und Drücken exis-
tieren, laufen Zündung und Reaktionsausbreitung gleichzeitig durch
verschiedene Kettenmechanismen ab, was die Möglichkeiten zur Re-
duzierung der Reaktionsmechanismen extrem einschränkt.

3.2 Berechnung der chemischen Reaktionsraten

Die Berechnung der reinen chemischen Reaktionsraten (ohne Berück-
sichtigung der turbulenten Fluktuationen) erfolgt nach dem Arrhe-
niusgesetz.

Jede Elementarreaktion eines Reaktionsmechanismus, der aus NR

Elementarreaktionen von Nsp Spezies besteht, kann in allgemeiner
Form folgendermaßen geschrieben werden:

Nsp∑
j=1

ν ′
j,rMj

kf,r

kb,r

⇐⇒
Nsp∑
j=1

ν ′′
j,rMi, r = 1, 2 . . . NR (3.1)

mit
ν ′

j,r – stöchiometrischer Koeffizient für Reaktand i in Reaktion r,
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ν ′′
j,r – stöchiometrischer Koeffizient für Produkt i in Reaktion r,
Mi – Symbol für die Spezies i.

Die Summierung in Gleichung (3.1) erfolgt über alle chemischen Spe-
zies im System, wobei aber nur die an der Reaktion beteiligten Spe-
zies einen Koeffizienten besitzen, der ungleich Null ist. Deswegen
werden alle an der Reaktion nicht beteiligten Spezies eliminiert.

Die Bildungsgeschwindigkeit einer Spezies i, die als der chemische
Quellterm in Gleichung (2.9) bezeichnet wird, ergibt sich durch Sum-
mation über die Zeitgesetze in den einzelnen Elementarreaktionen:

Rj = Mw jR̂j = Mw j

NR∑
r=1

R̂j,r (3.2)

wobei Mw,j die molare Masse der Spezies j und R̂j,r die molare Bil-
dungsrate der Spezies j in der Reaktion r sind.

Ist die Gleichung einer Elementarreaktion durch Gleichung (3.1) ge-
geben, dann folgt für das Zeitgesetz der Bildung der Spezies i in der
Reaktion r:

R̂i,r = Γr

(
ν ′′

i,r − ν ′
i,r

) kf,r

Nsp∏
j=1

[Xj]
ν′

j,r − kb,r

Nsp∏
j=1

[Xj]
ν′′

j,r

 (3.3)

mit
kf,r – Vorwärtsgeschwindigkeitskoeffizient für Reaktion r,
kb,r – Rückwärtsgeschwindigkeitskoeffizient für Reaktion r.

Γ repräsentiert den gesamten Einfluss von Stoßpartnern auf die Re-
aktionsrate mit

Γr =
Nsp∑
j

γj,r[Xj] (3.4)

γj,r ist die Stoßpartnereffizienz der Spezies j in der Reaktion r.
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Der Vorwärtsgeschwindigkeitskoeffizient kf,r einer Elementarreakti-
on r ist temperaturabhängig und wird nach dem Arrheniusgesetz
berechnet:

kf,r = ArT
bre−Ea r/RT (3.5)

wobei
Ar – präexponentieller Faktor,
br – Temperaturexponent,
Ea r – Aktivierungsenergie der Reaktion,
R – allgemeine Gaskonstante
sind.

Die Berechnung des Geschwindigkeitskoeffizienten für die Rückwärts-
reaktion kb,r erfolgt über das chemische Gleichgewicht. Es gilt

kb,r =
kf,r

Kc r
(3.6)

Kc r ist die Gleichgewichtskonstante für die Reaktion r und wird
folgendermaßen berechnet:

Kc r = exp

∆S0
r

R
− ∆H0

r

RT

(patm

RT

)Nsp∑
j=1

(ν ′′
j,r − ν ′

j,r)
(3.7)

patm bezeichnet den Atmosphärendruck (101325 Pa). Die Terme im
Exponenten repräsentieren die Änderung der Gibbs-Energie (Freie
Enthalpie) und werden wie folgt bestimmt:

∆S0
r

R
=

Nsp∑
j=1

(
ν ′′

j,r − ν ′
j,r

) s 0
j

R
(3.8)

∆H0
r

RT
=

Nsp∑
j=1

(
ν ′′

j,r − ν ′
j,r

) h
0
j

RT
(3.9)
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s 0
j und h

0
j sind die Standard-Entropie bzw. Standard-

Bildungsenthalpie, die aus der thermodynamischen Datenbank
des CHEMKIN II Packages [San89] extrahierbar sind.

Der CFD-Code FLUENT stellt dem Benutzer das Finite-Rate Mo-
dell zu Verfügung, das die chemische Reaktionsrate gemäß obiger
Beschreibung berechnet. Für die Berechnung benötigt das Modell
einen Reaktionsmechanismus, der vom Benutzer eingegeben werden
muss.

Das Modell beschreibt laminare Flammen mit einer hohen Genauig-
keit und ist im Allgemeinen durch die hochgradig nicht-lineare Arr-
heniussche chemische Kinetik für turbulente Verbrennung nicht ge-
eignet. Eine Ausnahme besteht aber für die Verbrennung mit rela-
tiv langsamer Chemie und kleinen turbulenten Fluktuationen, wie
z.B. bei der Überschallverbrennung. Daher wird dieses Modell schon
seit langer Zeit für die Modellierung der Verbrennung in Hochge-
schwindigkeitsströmungen erfolgreich eingesetzt [MW90], [SMJ98],
[GSB98], [Jac92].

3.3 Auswahl des Reaktionsmechanismus

Zur Untersuchung der Zündvorgänge werden seit längerer Zeit null-
dimensionale Reaktorsysteme verwendet [San89], wobei die Reak-
tion eines homogenen Gemisches zeitabhängig betrachtet wird. Da-
bei wird der Einfluss der Strömung auf die Reaktion abgekoppelt,
so dass nur rein thermodynamische und chemische Vorgänge statt-
finden können. Für die Analyse der Reaktionsvorgänge wurde ein
Konstantdruckreaktor verwendet, in dem die Reaktion unter kon-
stantem Druck und adiabat stattfindet, was eine konstante Enthalpie
des Gasgemisches während der Reaktion zur Folge hat. Da keine Gra-
dienten der Temperatur und der Spezieskonzentrationen im Reaktor
auftreten, kann die Evolution des Systems durch Spezieskonzentra-
tionen und Temperatur beschrieben werden. Die zeitliche Änderung
der Temperatur und der Spezieskonzentrationen im Konstantdruck-
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Abbildung 3.1: Selbstzündung und Reaktionsverlauf im Konstant-
druckreaktor. p = 1 bar, T0 = 1100 K, φ = 1

reaktor [Tur96] kann durch die Lösung eines Differentialgleichungs-
systems erster Ordnung beschrieben werden. Die Temperatur wird
durch

dT

dt
= f([Xi], T ) = −

Nsp∑
i=1

(hiω̇i)

Nsp∑
i=1

([Xi]cp,i)

(3.10)

berechnet, während die Spezieskonzentrationen dem Zusammenhang

d[Xi]

dt
= f([Xi], T ) = ω̇i − [Xi]



Nsp∑
j=1

ω̇j

Nsp∑
j=1

[Xi]

+
1

T

dT

dt

 (3.11)
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folgen. Als Anfangsbedingungen für die Temperatur und die Kon-
zentrationen werden

Tt=0 = T0, [Xi]t=0 = [Xi]0 (3.12)

gewählt. ω̇i bezeichnet die molare Bildungsgeschwindigkeit einer Spe-
zies i.

ω̇i =
NR∑
r=1

R̂i,r (3.13)

Der berechnete Reaktionsverlauf im Konstantdruckreaktor mit p =
1 bar für ein stöchiometrisches Wasserstoff-Luft Gemisch mit der
Anfangstemperatur 1100 K ist in Abbildung 3.1 dargestellt. Man
sieht, dass die Zündung nach einer Induktionszeit von ca. 0.1 ms be-
ginnt und einen explosiven Charakter besitzt. Der Grund dafür ist,
dass während der Induktionszeit durch Kettenverzweigungsreaktio-
nen Radikale gebildet werden, die das System zur Zündung führen.
Die Radikalenkonzentration erreicht während der Zündung ein Ma-
ximum von ca. 10%–15% des Gemischmolenbruchs.

Aus dem Verlauf der Temperatur lässt sich die Zündverzugszeit (In-
duktionszeit) τind bestimmen, die als der Wendepunkt des Tempera-
turverlaufs definiert wurde.

d2T

dt2
= 0 ⇒ t = τind (3.14)

Die Analyse der Induktionszeit in Bezug auf die Gemischzusammen-
setzung, den Druck und die Anfangstemperatur ermöglicht die Be-
stimmung der für die Selbstzündung in der Brennkammer notwen-
digen Bedingungen. Um eine stabile Zündung zu erreichen, muss
sich das Gemisch länger als die Induktionszeit in der potenziellen
Zündungszone aufhalten.

Sowohl für die Analyse der Induktionszeit als auch für die Verbren-
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Abbildung 3.2: Zündverzugszeit in einem homogenen Konstant-
druckreaktor mit verschiedenen Reaktionsmecha-
nismen, T0 = 900 K (oben), T0 = 1100 K (unten)
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Abbildung 3.3: Zündverzugszeit in einem homogenen Konstant-
druckreaktor mit verschiedenen Reaktionsmecha-
nismen, T0 = 1500 K

nungssimulation in der Brennkammer ist ein Reaktionsmechanismus
notwendig. Bei der Auswahl eines Reaktionsmechanismus tritt das
Problem auf, dass bekannte Mechanismen sehr unterschiedliche Er-
gebnisse bzw. unterschiedliche Zündverzugszeiten im Temperatur-
bereich von 900 bis 1100 K liefern, obwohl im Hochtemperaturbe-
reich (über 1100-1200 K) alle weitgehend identisch sind. Um dieses
Phänomen zu untersuchen, wurden die Reaktionsmechanismen von
Warnatz [WMD97], Jachimowski [GMB01] und vom Gas Research
Institute (GRI 2.11 und GRI 3.0) [SGF+99] verwendet. Die Simu-
lationsergebnisse für drei Anfangstemperaturen von 900K, 1100 K

und 1500 K unter einem konstanten Druck von 1 bar sind in Ab-
bildungen 3.2 und 3.3 dargestellt. Man sieht, dass die Tempera-
turverläufe für alle vier Mechanismen bei den Anfangstemperaturen
von 1100 K und 1500 K identisch sind und eine große Abweichung
bei der Anfangstemperatur von 900 K zwischen dem GRI 2.11 Me-
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chanismus und den Mechanismen von Warnatz, Jachimowski und
GRI 3.0 vorliegt. Der Grund für solche Abweichungen bei niedri-
gen Temperaturen liegt mit hoher Wahrscheinlichkeit in der HO2−
und H2O2−Reaktionskinetik, die in Abschnitt 3.1 analysiert wurde.
Da die Zündbedingungen in der betrachteten Brennkammer im kriti-
schen Bereich (900-1300 K) liegen, spielt der Reaktionsmechanismus
eine große Rolle bei der Modellierung der Selbstzündvorgänge.

Die Recherche der veröffentlichten Ergebnisse zeigt, dass zur Zeit kei-
ne eindeutige Validierung der Reaktionsmechanismen bei niedrigen
Temperaturen (unter 1100 K) existiert. Die Validierungsexperimente
von Egolfopoulos et al. [EL90] und von Vandooren et al. [VB90], die
unterschiedliche Reaktionsmechanismen2 in Bezug auf die Berech-
nung der laminaren Flammengeschwindigkeit und der Konzentrati-
onsverläufe von Radikalen in der Reaktionszone untersuchten, zei-
gen, dass in Abhängigkeit der analysierten Parameter (Konzentra-
tionsverlauf einer Spezies, laminare Flammengeschwindigkeit) und
Bedingungen (Äquivalenzverhältnis des Gemisches) jeder Reaktions-
mechanismus Vorteile und Nachteile hat. Eine klare Aussage über
den generellen Vorzug eines Mechanismus kann nicht getroffen wer-
den.

Für die numerischen Arbeiten wurde von Anfang an das Reaktions-
schema von Warnatz (Anhang A) eingesetzt, das für die numerischen
Untersuchungen in Rahmen des Sonderforschungsbereichs 255 schon
früher verwendet wurde [All99]. Eine Besonderheit dieses Mechanis-
mus ist, dass Koeffizienten für die Berechnung der Rückwärtsreaktio-
nen existieren [MW90], so dass die Berechnung der entsprechenden
Raten sowohl aus dem chemischen Gleichgewicht, als auch mit dem
Arrheniusgesetz erfolgen kann. Obwohl die direkte Berechnung der
Geschwindigkeitskoeffizienten für die Rückwärtsreaktionen schneller
sein sollte, zeigt die Testsimulation eine wesentlich bessere numeri-

2In der Arbeit von Egolfopoulos et al. wurde die laminare Flammengeschwindigkeit mit den
Mechanismen von Maas und Warnatz, Tsang und Hampton, Dixon-Lewis und mit dem modi-
fizierten Mechanismus von Yetter berechnet und mit den experimentellen Daten verglichen. In
der Arbeit von Vandooren et al. wurden die Mechanismen von Miller, Dixon-Lewis, Westbrock
und Warnatz untersucht, wobei die Verläufe der Spezieskonzentrationen in der Reaktionszone
analysiert wurden
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Abbildung 3.4: Abhängigkeit des Zündverzugs von Temperatur
und Äquivalenzverhältnis bei einem Druck von
1 bar

sche Stabilität bei der Verwendung des chemischen Gleichgewichts
als bei der expliziten Berechnung. Der weitere Vergleich der Reak-
tionsmechanismen von Warnatz mit dem von Jachimowski, der für
die Simulation der Überschallverbrennung entwickelt [Jac88] und im
SFB 259 eingesetzt wurde [GMB01], zeigt einen fast identischen Re-
aktionsverlauf in allen Temperaturbereichen.

Um den Einfluss der Temperatur, des Äquivalenzverhältnisses und
des Drucks auf die Zündung zu quantifizieren, wurde die Indukti-
onszeit in Abhängigkeit von diesen Parametern untersucht. Für den
Druckbereich, der in SCRamjet-Brennkammer üblicherweise auftritt
(0.7 – 1.5 bar) wurde keine wesentliche Änderung der Induktionszeit
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φ [-]

Z
ün

dv
er

zu
gs

ze
it 

[s
]

0.0 0.5 1.0 0.5 2.0 2.5
0.0E+00

1.0E-04

2.0E-04

3.0E-04

4.0E-04

5.0E-04

6.0E-04

7.0E-04

8.0E-04

9.0E-04

1.0E-03

T=990 K
T=1000 K
T=1100 K
T=1200 K

Abbildung 3.5: Abhängigkeit des Zündverzugs vom Äquivalenz-
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festgestellt. Durch die Änderung des Drucks in einem breiteren Be-
reich (0.1 – 100 bar) wird die Zündung natürlich stark beeinflusst
[VFDD96]. Die Analyse der Induktionszeit beim konstanten Druck
von 1 bar in Abhängigkeit von der Temperatur und dem Äquivalenz-
verhältnis zeigte, dass der Einfluss der Temperatur wesentlich größer
ist als der des Äquivalenzverhältnisses (Abbildung 3.4). Man sieht
extreme Gradienten im Zündverzug entlang der Temperaturachse im
Bereich unterhalb 1100 K, der Einfluss des Äquivalenzverhältnisses
ist deutlich geringer und nur in einem lokalen Bereich unter 1150 K

deutlich zu erkennen.

Die Kurven für die konstanten Temperaturen von 990, 1000, 1100 und
1200 K sind nochmals in Abbildung 3.5 dargestellt. Für die Tempera-
turen 1100 und 1200 K ist ein Einfluss des Äquivalenzverhältnisses
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nur bei extrem mageren Gemischen festzustellen. Mit der Absen-
kung der Temperatur unter 1150 K ist ein Minimum beim Äqui-
valenzverhältnis von ca. 0.3 –0.4 deutlich zu sehen. Das bestätigt
auch Huber [HSM79], der findet, dass die Zündung in SCRamjet-
Brennkammern meistens in den Zonen mit einem Äquivalenzverhält-
nis von ca. 0.2 stattfindet. Die starke Verschiebung des Minimums
in den mageren Bereich in seiner Studie kann durch den Einfluss
der Gemischtemperatur erklärt werden, da in der Brennkammer kal-
ter Brennstoff mit dem heißen Luftstrom gemischt wird und unter
mageren Bedingungen die höchsten Temperaturen zu erwarten sind.

3.4 Reduzierung der chemischen Reaktionskine-

tik

Für Verbrennungsprozesse, bei denen die chemische Kinetik eine
wichtige Rolle spielt, werden schon seit längerer Zeit Methoden ent-
wickelt, um den Reaktionsmechanismus und die Anzahl von Spezi-
es zu reduzieren. Dadurch werden sowohl Speicherbedarf als auch
die Simulationszeit reduziert. Es existieren mehrere Methoden zur
Reduzierung der vollständigen Reaktionskinetik. Der Hintergrund
bei allen Reduzierungsmethoden ist, dass bekannte vollständige Re-
aktionsmechanismen selbst schon reduziert sind, da sie nicht al-
le möglichen Spezies (Ionen) involvieren, und den Quantenzustand
der Moleküle nicht berücksichtigen. Eine derartige Betrachtung des
Problems ist aber sehr puristisch und für die technisch relevan-
ten Verbrennungsprozesse uninteressant. Jede Reduzierungsmethode
lässt sich wie folgt rechtfertigen: Alle Reaktionsmechanismen haben
einen Anwendungsbereich im Temperatur-, Druck- und Konzentra-
tionsraum. Sie werden an bestimmte experimentelle Ergebnisse an-
genähert und müssen gewisse Vorgänge, wie z.B. die Induktionszeit,
reproduzieren. Das bedeutet, dass, falls ein Reaktionsmechanismus in
einem breiteren Bereich funktioniert, ein reduzierter Mechanismus in
einem schmaleren Bereich ohne Genauigkeitsverlust verwendet wer-
den kann.
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Eine oft verwendete Möglichkeit ist die Reduzierung des Reaktions-
mechanismus durch die Annahme von Quasistationärität und par-
tiellem Gleichgewicht, wobei die Nebenspezieskonzentrationen aus
den Konzentrationen der Hauptspezies berechnet werden [Smo91].
Die Erstellung der reduzierten Mechanismen nach dieser Methode ist
aber sehr zeitaufwändig und benötigt sowohl eine numerische Ana-
lyse als auch experimentelle Untersuchungen [MP92]. Solche redu-
zierten Mechanismen liefern normalerweise nur in einem sehr engen
Zustandsbereich (Temperatur, Gemischzusammensetzung) eine ak-
zeptable Genauigkeit [WMD97].

Eine andere Methode ist die Eliminierung der schnellen Prozesse
durch Entkoppelung der Zeitskalen, die mit Hilfe der CSP (Computa-
tional Singular Perturbation Theory) durchgeführt wird. Eine ähn-
liche Methode ist die Verwendung von niedrigdimensionalen Man-
nigfaltigkeiten ILDM (Intrinsic Low-Dimensional Manifolds) [MP92],
wobei die schnellen Reaktionstrajektorien von den langsamen entkop-
pelt werden. Die Verwendung solcher Methoden für die Modellierung
der Überschallverbrennung ist nicht anzuraten, obwohl sie erfolg-
reich für die Berechnung von vorgemischten und nicht-vorgemischten
turbulenten Flammen im Unterschall verwendet werden. Der Grund
dafür ist das sehr breite Spektrum von Zustandsbedingungen in der
SCRamjet-Brennkammer, das durch Stöße, Rezirkulationszonen und
Mischungsvorgänge charakterisiert ist. Das bedeutet, dass bei der
Zündung und Reaktionsausbreitung unterschiedliche Kettenmecha-
nismen zum Einsatz kommen, wie in Abschnitt 3.1 gezeigt wurde.
Da die Reaktion sowohl in lokalen Unterschallzonen als auch in der
Überschallströmung stattfindet, sind auch die kleinsten chemischen
Zeitskalen wirksam und können nicht entkoppelt werden. Zusätzlich
führt die Eliminierung einer Spezies, die während der Reaktion eine
hohe Konzentration erreicht, zu einer Änderung der gasdynamischen
Vorgänge in der Reaktionszone.

Eine Alternative bietet die Methode von Pilling [Pil97], in der die Re-
duzierung der Reaktionsmechanismen ohne Analyse der Zeitskalen
und zeitaufwändiger experimenteller Arbeiten erfolgt. Im Rahmen
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der vorliegenden Arbeit wurde das Potenzial dieser Reduzierungsart
für die Überschallverbrennung untersucht. Neben der Reduzierung
des Reaktionsmechanismus mit der nachfolgenden Anwendung für
die Simulation der Überschallverbrennung wurde das Ziel verfolgt,
eine Reaktionsbeschreibung mit der reduzierten Dimensionalität für
die Entwicklungszwecke des in Abschnitt 3.6 vorgestellten Tabellie-
rungskonzeptes zu erstellen.

Das Funktionsprinzip der Methode kann folgendermaßen vorgestellt
werden. Die im Reaktionsmechanismus beteiligten Spezies können in
drei Kategorien eingeteilt werden: wichtige Spezies, die vom Mecha-
nismus reproduziert werden müssen (normalerweise Edukte und Pro-
dukte H2, O2, H2O), notwendige Spezies, die zur Reproduzierungsge-
nauigkeit der wichtigen Spezies dienen und alle anderen eliminierten

Spezies, die vernachlässigt werden können. Die Reduzierungsmetho-
de basiert auf der Analyse der Jacobi-Matrix des chemischen Sy-
stems:

J =
∂ω̇

∂[X]
(3.15)

Eine Spezies kann eliminiert werden, wenn ihre Konzentrationsände-
rung keinen bedeutenden Einfluss auf die Produktionsrate der
wichtigen Spezies hat. Das Element der normierten Jacobi-Matrix
(∂ ln ω̇j)/(∂ ln[Xi]) zeigt die partielle Änderung der Produktionsrate
der Spezies j, verursacht durch die partielle Änderung der Spezies-
konzentration i. Der Einfluss der Konzentrationsänderung der Spe-
zies i auf die Produktionsrate der Gruppe aus den Nw wichtigen
Spezies kann durch die Summe der Quadrate der normierten Jacobi-
Elemente bewertet werden.

Bi =
Nw∑
j=1

 ∂ ln ω̇j

∂ ln[Xi]

2

(3.16)

Je höher der Bi–Wert, desto größer ist der Einfluss der Spezies i

auf die Reproduzierung der wichtigen Spezies. Eine iterative Analyse
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des Reaktionssystems ermöglicht, die Gruppen von notwendigen und
eliminierten Spezies zu finden. Als Ergebnis dieser Analyse wurden
die Spezies wie folgt eingeteilt:

Wichtige Spezies : H2, O2, H2O

Notwendige Spezies : H, O, OH
Eliminierte Spezies : HO2, H2O2

Die relativen Niveaus der Bi-Werte während der Reaktion in einem
Konstantdruckreaktor sind für beide Temperaturbereiche (niedrige
unter 1100 K und hohe über 1100 K) qualitativ sehr ähnlich und in
Abbildung 3.6 für die Anfangstemperatur 1000 K und in Abbildung
3.7 für die Anfangstemperatur 1500 K dargestellt. Man sieht, dass
in beiden Fällen die Änderungen der als unnötig bezeichneten Spe-
zies (HO2 und H2O2) den kleinsten Einfluss auf die wichtigen und
notwendigen Spezies haben.

Obwohl die Bi-Werte des Hydroperoxi-Radikals und von Wasserstoff-
peroxid wesentlich kleiner als bei anderen Zwischenprodukten sind,
kann deren Reduzierung zu Problemen im unteren Temperaturbe-
reich führen. Um diese potenzielle Gefahr zu verringern, wurden diese
Spezies nur aus der Strömung eliminiert (Transportgleichungen), wo-
bei der Reaktionsmechanismus unverändert blieb. Die Konzentratio-
nen von HO2 und H2O2 während der Reaktion liegen unter ca. 10−4

(volumetrischer Anteil), und deren Eliminierung aus der Strömung
hat keinen Einfluss auf physikalische Eigenschaften des Gases. Bei
der Berechnung wurden die HO2– und H2O2–Konzentrationen im-
mer am Ende des integrierten Zeitintervalls eliminiert, wobei sie aber
an der Reaktion teilnahmen. Das bedeutet, dass wichtige Kettenre-
aktionen nicht unterbrochen wurden. In den nächsten Abschnitten
wird die Genauigkeit dieser Art der Reduzierung für die Berechnung
der Überschallverbrennung genauer untersucht.
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Abbildung 3.6: Bi–Werte der Spezies in Bezug auf wichtige (oben)
und notwendige (unten) Spezies während des
Reaktionsverlaufs in einem Konstantdruckreaktor
(P = 1 bar) mit den Anfangsbedingungen T0 =
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3.5 Einfluss der Fluktuationen auf die Reak-

tionsraten

Wie schon am Anfang dieses Kapitels erwähnt wurde, sind die Re-
aktionsvorgänge an die turbulenten Strömungsvorgänge gekoppelt.
Bei der Berechnung der Überschallverbrennung wurde seit längerer
Zeit standardmäßig das Finite-Rate Modell eingesetzt (Abschnitt
3.2) und die Turbulenz-Chemie-Wechselwirkung vernachlässigt.
Im letzten Jahrzehnt wurde viel an der Methodenentwicklung
zur Berücksichtigung der Turbulenz-Chemie-Wechselwirkung (sog.
PDF(Probability Density Function)-Methoden) bei der Überschall-
verbrennung geforscht [Ger02, MGB03, MGB01], wobei aber mit
diesen Methoden wegen extremen Rechenaufwands nur relativ klei-
ne Verbrennungsaufgaben berechnet werden konnten. Im Rahmen
dieser Arbeit bestand die Aufgabe der Entwicklung und des Ein-
satzes eines effizienten Konzeptes zur Modellierung der Überschall-
verbrennung in realen dreidimensionalen Brennkammern. In diesem
Abschnitt werden die Methoden zur Berücksichtigung der Turbulenz-
Chemie-Wechselwirkung analysiert. Es wird abgeklärt, inwieweit sol-
che Methoden zur Simulation der realen dreidimensionalen Brenn-
kammer eingesetzt werden können und welche Aufgaben gelöst wer-
den müssen, um deren zukünftigen Einsatz zu ermöglichen. Außer-
dem ist es wichtig festzustellen, welche Folgen die Vernachlässigung
dieser Wechselwirkung hat.

Bei der Berechnung der Strömungsvorgänge mit den gemittelten Er-
haltungsgleichungen werden die Parameter innerhalb einer Rechen-
zelle und eines Zeitschrittes als konstant betrachtet. In Realität tre-
ten zeitliche Fluktuationen der Skalare (T, [Xi]) auf, die die Re-
aktionsraten beeinflussen [WMD97]. Die Auswirkung von Fluktua-
tionen auf chemische Vorgänge kann mit Hilfe einer hypothetischen
Reaktion A+B → C demonstriert werden. Ein hypothetischer, zeit-
licher Temperatur- und Konzentrationsverlauf in einer Rechenzelle
ist in Abbildung 3.8 dargestellt.

Die dargestellten zeitlichen Konzentrationsverläufe der Spezies A
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Abbildung 3.8: Hypothetischer zeitlicher Konzentrations- (links)
und Temperaturverlauf (rechts)

und B sind typisch für eine turbulente nicht-vorgemischte Verbren-
nung, wobei die Konzentrationen von A und B nie gleichzeitig von
Null verschieden sind. Das bedeutet, dass die Reaktion nur lokal an
der Trennfläche Brennstoff–Luft stattfinden kann und die Reaktions-
geschwindigkeit viel niedriger als bei der Annahme einer homogenen
Mischung mit den Mittelwerten [XA] und [XB] ist. Derartige zeitliche
Konzentrationsverläufe, die einen extremen Konzentrationsgradien-
ten darstellen, sind typisch für die Eindüsungspositionen des Brenn-
stoffs und werden strömungsabwärts geringer.

Zeitliche Temperaturschwankungen werden bei der Überschallver-
brennung sowohl durch kompressible Strömungsvorgänge als auch
durch die Reaktionsvorgänge verursacht. Der hypothetische si-
nusförmige Temperaturverlauf zeigt, dass die Temperatur zwischen
Tmin und Tmax fluktuiert, obwohl die Lösung der gemittelten Er-
haltungsgleichungen vom CFD-Code eine mittlere Temperatur T

liefert. Da der Geschwindigkeitskoeffizient einer Elementarreaktion
stark nicht-linear temperaturabhängig ist (Gleichung (3.5)), ist der
reale Geschwindigkeitskoeffizient größer als der Geschwindigkeitsko-
effizient bei der mittleren Temperatur (kr(T )), was zu einer kürzeren
Induktionszeit τ führen kann.

Durch die komplexe Auswirkung auf die Reaktion ist die Berücksich-
tigung der Fluktuationen mit einem einfachen empirischen Modell



3.5 Einfluss der Fluktuationen auf die Reaktionsraten 43

nicht möglich. Eine Lösung des Problems bietet die statistische Be-
handlung mit Hilfe von Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (PDF).
Falls die PDF bekannt ist, können mittlere Bildungsgeschwindig-
keiten durch Integration bestimmt werden. Für die Beispielreaktion
A + B → C ergibt sich:

ω̇ =
∫

ω̇(T, [XA], [XB]) P (T, [XA], [XB]) dT d[XA] d[XB] (3.17)

wobei ω̇(T, [XA], [XB]) die Bildungsgeschwindigkeit bei den Werten
(T, [XA], [XB]) und P (T, [XA], [XB]) die Auftrittswahrscheinlichkeit
dieser Werte ist. Das Hauptproblem bei der Integration besteht darin,
dass die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion P bekannt sein muss.

Zur Bestimmung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion existie-
ren im Wesentlichen zwei Verfahren: die Lösung der PDF-
Transportgleichungen (Monte-Carlo-Verfahren) und die empirische
Konstruktion der PDF (assumed PDF). Für jedes Verfahren sind
zahlreiche Varianten bekannt. Beide Methoden stellen sehr hohe An-
forderungen an die benötigte Rechnerkapazität. In Hinsicht auf den
Einsatz der numerischen Methode zur Untersuchung und Weiter-
entwicklung einer technisch-relevanten Überschallbrennkammer muss
geprüft werden, ob das PDF-Verfahren bezüglich der Simulationsge-
nauigkeit und der notwendigen Rechnerleistung anwendbar ist. Um
diese Frage zu beantworten, wurden sowohl Publikationen zu diesem
Thema analysiert als auch eigene Untersuchungen durchgeführt.

Die Monte-Carlo-Methode, deren Vorteil in der exakten Behandlung
der chemischen Reaktion liegt, ist viel rechenintensiver als die as-
sumed PDF und kann sogar unter Verwendung von Hochleistungs-
rechnern nur bei der Simulation eines sehr beschränkten Rechen-
volumens eingesetzt werden. Eine andere Schwierigkeit beim Einsatz
von Partikelmethoden für die Berechnung der Überschallströmungen
liegt in der Berechnung der Stöße, da die Partikellöser keine spe-
ziellen Methoden für die Stoßbehandlung besitzen [Ger02]. Die zur
Zeit bekannten Arbeiten zur Simulation der Überschallverbrennung
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mit dem Monte-Carlo-Verfahren von Möbus, Gerlinger und Brügge-
mann [MGB03], [MGB01] beschränken sich auf zweidimensionale Re-
chengeometrien, so dass die Verwendung dieses Verfahrens für die
Berechnung einer dreidimensionalen Brennkammer in der nächsten
Zeit als unrealistisch erscheint. Außerdem können durch den enor-
men Rechenzeitbedarf nur stark reduzierte Reaktionsmechanismen
verwendet werden, die zu einem wesentlichen Verlust der Simulati-
onsgenauigkeit von Zündvorgängen führen.

Bei dem assumed PDF-Verfahren wird die Wahrscheinlichkeitsdich-
tefunktion aus empirischen Daten konstruiert. Für eine analytische
Beschreibung der Form der Wahrscheinlichkeitsfunktion werden mei-
stens abgeschnittene Gauß-Funktionen oder β–Funktionen verwen-
det, die durch zwei Parameter (den Mittelwert und die Varianz) de-
finiert werden. Daraus folgt, dass bei der eindimensionalen PDF eine
zusätzliche Transportgleichung für die Varianz gelöst werden muss,
wobei der Mittelwert aus der Lösung der gemittelten Navier–Stokes–
Gleichungen erhalten wird. Das eindimensionale PDF-Verfahren wird
oft für die Simulation reagierender turbulenter Strömungen mit
Gleichgewichtschemie verwendet. Hierbei wird der Verbrennungsvor-
gang durch eine Fortschrittsvariable kontrolliert. In diesem Fall wird
nur eine zusätzliche Transportgleichung gelöst und die Berechnung
der Reaktionsgeschwindigkeit nach Gleichung (3.17) durch die Ta-
bellierung im Preprocessing und die Interpolation während der Si-
mulation ersetzt. Dadurch entsteht nur ein geringer Anstieg der Re-
chenzeit im Vergleich zur Berechnung mit z.B. den Eddy–Break–Up
oder Eddy–Dissipation – Modellen.

Bei der Verwendung der assumed PDF für die Simulation einer rea-
gierenden turbulenten Strömung, bei der die Chemie vom Gleich-
gewicht abweicht und die vollständige chemische Kinetik eingesetzt
wird, wie es im Fall der Überschallverbrennung ist, muss man ei-
ne multidimensionale Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion konstruie-
ren, wobei zahlreiche Kovarianzen durch die Korrelationen zwischen
einzelnen Variablen eine Rolle spielen. Eine vollständige Berücksich-
tigung der Kovarianzen ist unter einem praktischen Gesichtspunkt
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nicht sinnvoll, da die dafür notwendige Rechenleistung vergleichbar
zur Rechenleistung bei der Verwendung des Monte–Carlo–Verfahrens
wird. Eine Möglichkeit, dieses Problem zu lösen, bietet die Annahme
der statistischen Unabhängigkeit bezüglich der einzelnen Variablen.
In diesem Fall kann die PDF als ein Produkt der eindimensionalen
PDFs berechnet werden:

P (T, [X1], ..., [XNsp
]) = P (T )P ([X1]), ..., P ([XNsp

]) (3.18)

Diese Annahme führt zu einer wesentlichen Effizienzsteigerung, wo-
bei die Genauigkeit aber deutlich abnimmt.

Eine Kompromisslösung bietet die Verwendung des Verfahrens von
Gaffney [GWGD94] und Baurle [BAH94, BAH97], das von Gerlinger
[GMB01] für die Berechnung der Überschallverbrennung eingesetzt
wurde. Dabei wird eine Gauß-Funktion für die Temperaturverteilung
und eine multidimensionale β–Funktion für die Verteilung der Spe-
ziesmassenbrüche unter der Annahme der statistischen Unabhängig-
keit zwischen der Temperatur, der Mischung und der Dichte verwen-
det:

P (T, [X1], ..., [XNsp
]) = P (T )P ([X1], ..., [XNsp

])δ(ρ − ρ) (3.19)

Der Einfluss dieser Annahme auf die Genauigkeit wurde von Gerlin-
ger analysiert [Ger02]. Die Ergebnisse der Analyse zeigen aber, dass
die Berücksichtigung der Korrelation zwischen Temperatur- und Spe-
ziesfluktuationen zu einer schlechteren Genauigkeit führt. Dies deu-
tet darauf hin, dass der momentane Entwicklungsstand noch gewisse
Mängel hat. Die Vernachlässigung dieser Korrelation wird daher vom
Autor empfohlen. Der große Vorteil dieser Methode liegt aber darin,
dass für die Beschreibung der Form der multidimensionalen β–PDF
außer dem ersten Moment der Speziesmassenbrüche nur ein zusätzli-
ches zweites Moment, die Summe der Varianzen der Speziesmassen-
brüche, notwendig ist. Außerdem existiert eine analytische Lösung
des PDF–Integrals [GMB01].
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Da bei der Simulation der Überschallverbrennung in einer realen
Brennkammer die Rechnerleistung immer ein kritischer Punkt ist,
wäre es für eine rechenzeitgünstige Beschreibung des Verbrennungs-
prozesses sinnvoll, die Einflüsse der einzelnen Fluktuationen auf die
Reaktionsvorgänge zu quantifizieren. Wie aus der Analyse der hy-
pothetischen Temperatur– und Konzentrationsverläufe folgt, beein-
flussen die Fluktuationen der Temperatur und der Mischung den
Reaktionsvorgang gegenläufig. Das heißt, die Reaktionsgeschwindig-
keit steigt mit dem Anstieg der Temperaturvarianz und sinkt mit
dem Anstieg der Mischungsvarianz. Diese Effekte wurden von Gaff-
ney [GWGD94] in Bezug auf die Zündung und Flammenausbrei-
tung in einer turbulenten Überschall–Mischungsschicht von Wasser-
stoff und Luft untersucht. Die Berechnungen mit laminarer Che-
mie, mit der Temperatur-PDF und schließlich mit der vollständi-
gen Modellierung der Temperatur– und Konzentrationsfluktuatio-
nen wurden unter gleichen Bedingungen durchgeführt und vergli-
chen. Durch die Berücksichtigung der Temperaturfluktuationen wird
die Induktionslänge um den Faktor zwei kürzer im Vergleich zur Si-
mulation mit laminarer Chemie. Die Speziesfluktuationen vergrößern
die Zündungszeit unter gleichen Bedingungen, obwohl deren Einfluss
viel geringer als der der Temperaturfluktuationen ist. Das kann da-
durch erklärt werden, dass die Empfindlichkeit des Zündverzugs auf
die Temperatur viel stärker als auf das Äquivalenzverhältnis ist, was
schon in Abschnitt 3.3 beschrieben wurde. Aus diesem Grund ist bei
begrenzten Rechnerkapazitäten die Berücksichtigung der Tempera-
turfluktuationen in Bezug auf die Reduzierung der Simulationsfehler
zu bevorzugen. Wie in Abschnitt 3.3 gezeigt wurde, liegen die ma-
ximalen Gradienten der Zündverzugszeit in Bezug auf die Tempera-
tur im Bereich unter ca. 1100–1200 K. Bei einer weiteren Tempera-
turerhöhung ändert sich der Zündverzug sehr gering. Das bedeutet,
dass der Einfluss der Temperaturfluktuationen temperaturabhängig
ist und sich am stärksten im unteren Temperaturbereich zeigen wird.

Entsprechend der Methode von Gerlinger [GMB01] erfolgt die
Berücksichtigung der Temperaturfluktuationen bei der Berechnung
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der Geschwindigkeitskoeffizienten der Elementarreaktionen:

kr =
∫ T=∞
T=0

kr(T )P (T )dT (3.20)

wobei kr(T ) sowohl den Vorwärts- als auch den Rückwärtsgeschwin-
digkeitskoeffizienten einer Elementarreaktion darstellt, der mit Hil-
fe der Gleichungen (3.5) und (3.6) berechnet wird. Da für die Be-
rechnung des Integrals keine analytische Lösung vorhanden ist, muss
diese numerisch erfolgen. Um die numerische Integration zu ermögli-
chen, wurden eine untere und eine obere Temperaturgrenze definiert,
die den relevanten Temperaturbereich umschließen. Eine zusätzliche
Einschränkung besteht darin, dass die Berechnung der Geschwindig-
keitskoeffizienten nach dem Arrheniusgesetz bei Temperaturen über
3000 K zu einem signifikanten Fehler führt. Deswegen wurde für
die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion P (T ), die als Gauß–Verteilung
angenommen wird [GMB01], eine obere Grenze Tmax von 3000 K und
eine untere Grenze Tmin von 300 K eingesetzt und die abgeschnitte-
nen Anteile der PDF durch die Addition der Diracschen Deltafunk-
tion an den Rändern kompensiert

P (T ) =
1√

2πσ0

−(T − T̃0)
2

2σ0

 [H(T − Tmin) − H(T − Tmax]

+A1δ(T − Tmin) + A2δ(T − Tmax) (3.21)

wobei H die Heaviside–Funktion ist. Die Koeffizienten A1 und A2

entsprechen den abgeschnittenen Anteilen der PDF. Die freien Pa-
rameter T̃0 und σ0 sind so ausgewählt, dass korrekte Werte für das
erste Moment (T̃ ) und das zweite Moment

σT = T̃ ′′2 (3.22)

erzielt werden und die Bedingung der PDF–Normierung erfüllt wird.

Der Einfluss der Temperaturfluktuationen auf den Zündvorgang in
einem stöchiometrischen Wasserstoff–Luft-Gemisch wurde mit Hilfe
eines homogenen Reaktors bei einem konstanten Druck von 1 bar für
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Abbildung 3.9: Temperaturverläufe im homogenen Konstant-
druckreaktor für unterschiedliche Intensitäten der
Temperaturfluktuationen

unterschiedliche Anfangstemperaturen und Intensitäten der Tempe-
raturfluktuationen IT untersucht, wobei die Intensität der Tempera-
turfluktuationen folgendermaßen definiert wird:

IT =

√
T̃ ′′2

T̃
(3.23)

Im Vergleich zum Standardreaktor mit homogenem Gemisch und
konstantem Druck werden hier nur die Geschwindigkeitskoeffizien-
ten anders, bzw. nach Gleichung (3.20) berechnet. Die Intensität
der Fluktuationen während des Reaktionsablaufs im Reaktor wur-
de als konstant betrachtet. Die Temperaturverläufe im Reaktor bei
Anfangstemperaturen von 1000 und 1500 K und bei der Intensität
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der Fluktuationen IT von 0, 0.1 und 0.2 sind in Abbildung 3.9 darge-
stellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass die Induktionszeit stark von
den Temperaturfluktuationen abhängig ist. Bei der Fluktuationsin-
tensität von 0.1 ist die Induktionszeit um den Faktor 3 und bei der
Fluktuationsintensität von 0.2 um den Faktor 6 kürzer als bei einer
konstanten Temperatur für die Anfangstemperatur T0 von 1000 K.
Im Bereich höherer Temperaturen ist der Einfluss der Fluktuationen
wie erwartet viel geringer. Das bedeutet, dass Temperaturfluktua-
tionen bei Zündvorgängen in der Brennkammer bei niedrigen sta-
tischen Temperaturen eine entscheidende Rolle spielen können, falls
die Selbstzündung über die anderen Mechanismen der Zündstabilisie-
rung, wie z.B. die Stabilisierung der Zündung in Rezirkulationszonen,
dominiert.

Die Implementierung der Temperatur-PDF in den CFD-Code erfolgt
über die Lösung einer zusätzlichen Transportgleichung für die Ener-
gievarianz σe = ẽ′′2. Die Temperaturvarianz σT wird aus der Ener-
gievarianz folgendermaßen berechnet:

σT ≈ ẽ′′2

c2
v

(3.24)

wobei ĉv die mittlere spezifische Wärmekapazität des Gemisches ist.
Entsprechend der Analyse von Gerlinger [GMB01, Ger02] wird die
Transportgleichung für die Energievarianz wie folgt geschrieben:

∂

∂t
(ρ σe) +

∂

∂xj
(ρ ũj σe) − ∂

∂xj

( µ

Pr
+

µt

Prt

)
∂σe

∂xj

 =

2
µt

Prt

 ∂ẽ

∂xj

2

︸ ︷︷ ︸
Se1

−Ce ρ σe ω︸ ︷︷ ︸
Se2

− 2 (γ − 1) ρ σe
∂ũj

∂xj︸ ︷︷ ︸
Se3

(3.25)

wobei Se1 die Haupterzeugung von Fluktuationen durch Energiegra-
dienten, Se2 — Dissipation und Se3 — Kompressibilität beschreiben.
Die laminaren und turbulenten Prandtlzahlen Pr und Prt betragen
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0.9 bzw. 1, und die Modellkonstante Ce 0.5. γ bezeichnet den Isen-
tropenexponenten und w = ε/k, wobei k die turbulente kinetische
Energie und ε die Dissipationsrate von k sind.

Die Testsimulationen mit der T-PDF zeigten, dass der Anstieg der
Rechenzeit und des Speicherbedarfs durch die Lösung einer zusätz-
lichen Transportgleichung und die Definition eines Skalarfeldes ver-
nachlässigbar ist im Vergleich zu dem Rechenaufwand für die Simu-
lation einer nichtreagierenden Überschallströmung in realen Brenn-
kammergeometrien. Die Berechnung der Reaktion zeigt im Gegensatz
dazu eine enorme Verringerung der Rechengeschwindigkeit durch die
notwendige Integration. Bei der Verwendung von zehn Intervallen
für die Berechnung des Integrals erhöht sich die Rechenzeit um den
Faktor vierzig. Zusätzlich zeigen die Simulationen eines einfachen
zweidimensionalen Falls, dass das Fluktuationsfeld stark von den
Randbedingungen abhängig ist. Das heißt, bei einer Erhöhung der
Temperaturvarianz am Eintritt steigt die mittlere Varianzgröße im
Rechenvolumen. Da die Größe der Fluktuationen die Verkürzung
der Induktionszeit bestimmt, ist es erforderlich, ein richtiges, bzw.
ein anlagenspezifisches Eintrittsprofil der Temperaturvarianz anzu-
geben, das natürlich für jedes Validierungsexperiment verschieden
sein kann, wobei die Größenordnung vor allem von der Art der Vor-
heizung abhängig ist. Die Messung der Temperaturvarianz in der
Brennkammer ist eine schwierige Aufgabe, da die Messmethoden
entweder für Überschallströmungen nicht einsetzbar oder sehr un-
genau sind. Es existiert ein veröffentlichtes Experiment von Cheng
[CWP+94], in welchem die Werte der Temperaturvarianz in einem
Überschallfreistrahl gemessen wurden. Dieses wird zur Zeit als Va-
lidierungsexperiment für die Weiterentwicklung der PDF-Methoden
verwendet [Ger02, MGB01]. Bei Unkenntnis der exakten Eintritts-
bedingungen für die Temperaturvarianz wäre eine Parameterstudie
eine Alternative, die aber aufgrund einer enormen Rechenzeit schon
für zweidimensionale Geometrien prohibitiv ist.

Das Rechenzeitproblem, das schon bei der Verwendung des Finite-
Rate Modells existiert und bei der Verwendung von PDF-Methoden
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noch aktueller wird, kann durch die Verschiebung der Lösung der
steifen chemischen Kinetik und der Integration in das Preproces-
sing gelöst werden. Dadurch beschränkt sich die zusätzliche Rech-
nerleistung nur auf die Lösung der Varianztransportgleichung und
die Änderung des thermochemischen Zustandes, der aus den im Pre-
processing tabellierten Daten interpoliert wird. Die dafür entwickelte
Methode wird im nächsten Abschnitt vorgestellt.

3.6 Modellierung der chemischen Kinetik durch

das Reaction Mapping

Unter dem Begriff Reaction Mapping3 werden Preprocessingproze-
duren verstanden, die dazu dienen, die elementarkinetischen Zusam-
menhänge mit den Einflüssen der skalaren Fluktuationen in eine an-
dere, numerisch effiziente Darstellung zu überführen. Diese Darstel-
lung wird dann während der eigentlichen Strömungsberechnung dazu
genutzt, die Quellen und Senken für die Spezies und die Wärmefrei-
setzungsraten zu berechnen. In diesem Abschnitt wird das entwickel-
te Verfahren detailliert beschrieben.

Wie in den vorherigen Abschnitten angedeutet, ist die Rechenzeit so-
wohl bei der Verwendung der laminaren Chemie als auch bei der Ver-
wendung von PDF-Methoden das Hauptproblem. Die Lösung dieses
Problems war eines der Hauptziele dieser Arbeit. Da eine vollständi-
ge chemische Kinetik relativ selten bei der Simulation von technisch
relevanten Verbrennungsprozessen zum Einsatz kommt, wurde in
der Vergangenheit das Rechenzeitproblem hauptsächlich für PDF-
Methoden mit reduzierter Chemie analysiert. Die Standardtechnik
dabei ist die Verwendung von strukturierten Lookup–Tabellen, wo-
bei die Berechnung des chemischen Quellterms während der Simu-
lation durch Interpolationsverfahren ersetzt wird. Dabei wird bei
jeder Iteration für jede Rechenzelle die chemische Umsetzungsrate
aus den tabellierten Daten interpoliert, wobei die dafür notwendi-

3Der Begriff Reaction Mapping wurde von Pope [Pop97] eingefügt
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gen diskreten Stützpunkte relativ schnell im strukturierten Aufbau
der Lookup–Tabelle gefunden werden können. Die relativ geringe
Größe der Tabelle erlaubt auch, alle tabellierten Werte während der
Simulation im Arbeitsspeicher zu lagern. Diese Methode ist aber
mit der Erhöhung der Dimensionalität (Anzahl der Spezies) nicht
mehr funktionsfähig. Betrachtet man nur die vollständige Kinetik
der Wasserstoff–Luft–Reaktion ohne die für die PDF notwendigen
Varianzen, so braucht man für eine eindeutige Beschreibung des
Reaktionsvorganges die molaren Konzentrationen von neun Spezies
(H2, O2, H, O, OH, HO2, H2O2, H2O, N2) und die Temperatur oder
die Enthalpie des Gemisches. Das bedeutet, dass die Tabellierung in
einem zehndimensionalen Raum durchgeführt werden muss. Eine ein-
fache Abschätzung zeigt die Nichtrealisierbarkeit dieses Verfahrens
sowohl jetzt als auch in der näheren Zukunft. Bei der Verwendung
von zehn Diskretisierungspunkten für jede Dimension muss die Ta-
belle 1010 Knoten beinhalten. Wenn ein Knoten zumindest die Größe
eines Bytes hat, besitzt die Lookup–Tabelle eine Größe von 10 GB.
In Realität benötigt man für die Beschreibung eines Knotens zumin-
dest ca. 94 Byte (Knotenindex 4 Byte, die diskrete Beschreibung der
Koordinaten 10 x 1 Byte, die Beschreibung der Ergebnisfunktionen
10 x 8 Byte), was zu einer Tabellengröße von 940 GB führt. Die
Berechnung und das Speichern einer solchen Datenmenge sind nicht
effektiv.

Eine Lösung dieses Problems bietet das ISAT (in situ adaptive tabu-
lation) Verfahren von Pope [Pop97], wobei nur ein für die Simulation
notwendiger Bereich während der Simulation abgebildet und in ei-
ner binären Baumstruktur gespeichert wird. Während der Simulation
wird nicht der beste, sondern der erste mögliche Tabulationspunkt
genommen, da die Suche nach dem am nächsten liegenden Tabu-
lationspunkt bei solchen Strukturen ziemlich zeitaufwändig ist. Die
Verwendung dieser Methode erfordert außerdem ein Integrationsver-
fahren, da dabei die Gradienten und die Sensitivitätskoeffizienten
tabelliert werden.

Eine andere potenzielle Lösung bietet das Repro-modelling, ein Ver-
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fahren von Turány [Tur94b, Tur94a]. Im Allgemeinen bedeutet das
Repro-modelling die Approximation des komplizierten und zeitauf-
wendigen Rechenmodells durch ein einfaches empirisches Modell.
Dieses Verfahren wird folgendermaßen für die Erstellung eines redu-
zierten Reaktionsmodells eingesetzt. Im Preprocessing werden meh-
rere hundert Simulationen mit dem vollständigen Reaktionsmecha-
nismus durchgeführt und die Zustandsvariablen (Druck, Temperatur
und Spezieskonzentrationen) und die diesen Zustandsvariablen ent-
sprechenden Speziesbildungsraten gesammelt. Auf Basis dieser Da-
ten werden die Approximationspolynome erzeugt, die während der
CFD-Simulation auf jedem Iterationsschritt berechnet werden. Es ist
wichtig zu bemerken, dass die im Preprocessing erzeugten Daten un-
strukturiert gespeichert werden, so dass keine Möglichkeit für ein effi-
zientes Lookup Verfahren besteht. Die Methode wurde vom Autor für
die Beschreibung der oszillierenden Belousov-Zhabotinsy Reaktion
eingesetzt. Der Vorteil dieses Verfahrens ist offensichtlich: keine In-
tegration ist notwendig; die Berechnung der algebraischen Polynome
ist effizient möglich. Zur Zeit sind aber keine Ergebnisse zur Verwen-
dung dieser Methode für die Verbrennungsberechnung bekannt. Ein
potenzielles Problem liegt darin, dass die für die Polynomerzeugung
notwendige Zeit exponentiell mit der Erhöhung der Dimensionalität
steigt, und dass die Anwesenheit von starken Gradienten während
der Zündung den Einsatz von Monomen4 höherer Ordnung erfordert.
Die Anwesenheit im Polynom der Monome höherer Ordnung kann
Schwankungen der Polynomfunktion verursachen, die man nicht ex-
plizit detektieren kann. Die Berechnungszeit eines Punktes mit dem
Polynom steigt durch die Erhöhung der Polynomordnung und über-
schreitet bei mehrdimensionalen Polynomen schnell die Rechenzeit
der Integration.

In der Arbeit wurden unterschiedliche Aspekte zu den Tabellierungs-

4Laut [Sch02]:

i. Ein Literal ist ein Ausdruck der Form x1
i = xi bzw. x0

i = x̄i.

ii. Ein Monom ist eine Konjunktion von Literalen (z.B.: xa1
1 xa2

2 xa3
3 mit ai ∈ 0, 1).

iii. Ein Polynom ist eine Disjunktion von Monomen.



54 3 Modellierung der Verbrennung in Überschallströmungen

verfahren und zur Erstellung der Polynome in Hinsicht auf die Ge-
nauigkeit und die Rechenzeit analysiert, um eine optimale Methode
zu finden. Die Analyse der auftretenden Probleme und die entwickel-
te Methode sind weiter unten dargestellt.

Wie schon erwähnt, wird bei der Simulation mit der laminaren Che-
mie bei jeder Iteration in jeder Rechenzelle die Reaktion durch die
Lösung der ODE der chemischen Kinetik berechnet. Für die Berech-
nung der chemischen Reaktionsraten nach dem Arrheniussatz (3.5)
sind nur die molaren Spezieskonzentrationen und die Temperatur
notwendig. Das bedeutet, dass in jedem Punkt des Raumes und der
Zeit der thermochemische Zustand einer reagierenden Gasmischung
durch die molaren Konzentrationen der Spezies [Xi] und die Tempe-
ratur T beschrieben werden kann.

φ = {φ1, φ2, . . . , φNsp+1} = {[X1], [X2], . . . , [XNsp
], T} (3.26)

Der Vektor φ definiert die Koordinaten eines Punktes in einem
Nsp + 1– dimensionalen Kompositionsraum.

Laut ISAT-Verfahren von Pope [Pop97] wird die zeitliche Ent-
wicklung des thermochemischen Zustandes eines Teilchens (PDF-
Transportgleichung) φ durch die folgende Differentialgleichung de-
finiert:

dφ(t)

dt
= S(φ(t)) + M(t) (3.27)

wobei S und M die Änderungsrate des thermochemischen Zustandes
durch die chemische Reaktion und durch den Transport (Mischung)
darstellen. Die Evolutionsgleichung (3.27) für die Teilchen wird übli-
cherweise getrennt gelöst [Pop97]. Das bedeutet, dass die Lösung der
Gleichung vom Zeitpunkt t0 mit einem kleinem Zeitschritt ∆t durch
die folgenden Schritte erfolgt:
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1. Von der Anfangsbedingung φ(t0) wird die Mischungsgleichung

dφ(t)

dt
= M(t) (3.28)

für den Zeitschritt ∆t integriert. Daraus ergibt sich die Lösung
φ0.

2. Von der Anfangsbedingung φ0 wird die Reaktionsgleichung

dφ(t)

dt
= S(φ(t)) (3.29)

für den gleichen Zeitschritt ∆t integriert, um die Lösung φ∗(t0+
∆t), die die Approximation der Lösung der Gleichung (3.27) φ
(t0 + ∆t) ist, zu erhalten.

Nach der Analyse von Pope hat das getrennte Lösungsverfahren eine
Genauigkeit erster Ordnung.

Auf die gleiche Weise kann man die Erhaltungsgleichungen des CFD-
Verfahrens umformen und getrennt lösen. Der thermochemische Zu-
stand bezieht sich in diesem Fall auf eine Rechenzelle. Die chemi-
sche Reaktion betrifft nur die Speziestransportgleichung (2.9) und
die Energieerhaltungsgleichung (2.4) des CFD-Verfahrens, die fol-
gendermaßen umstrukturiert und getrennt gelöst werden:

∂

∂t
(ρYj) = −∇ · (ρ�vYj) −∇ · �Jj︸ ︷︷ ︸

M : Konvektion und Diffusion

+ Rj︸︷︷︸
S: Reaktion

(3.30)

∂

∂t
(ρE) = −∇ · (�v(ρE + p)) + ∇

λeff∇T −∑
j

hj
�Jj + (τ · �v)


︸ ︷︷ ︸

M : Konvektion und Diffusion
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+
∑
j

hjRj︸ ︷︷ ︸
S: Reaktion

(3.31)

1. Im ersten Schritt erfolgt die Lösung der Gleichungen (3.30) und
(3.31) ohne Berücksichtigung der Reaktion. Hieraus ergeben sich
durch die Integration vom Zeitpunkt t0 mit einem Zeitschritt
∆t die Zwischenlösungen ρY 0

j und ρE0. Der Zeitschritt ∆t ist
entweder ein reales Zeitintervall für die zeitabhängige Lösung
oder ein Pseudo-Zeitintervall für die stationäre Lösung.

2. Im zweiten Schritt wird der Reaktionsterm berücksichtigt:

∂

∂t
(ρYj) = Rj (3.32)

∂

∂t
(ρE) =

∑
j

hjRj (3.33)

Die Integration mit den Anfangsbedingungen ρY 0
j und ρE0 lie-

fert die Lösungen ρYj
∗(t0 + ∆t) und ρE ∗(t0 + ∆t), die die

Lösungen der Gleichungen (3.30) und (3.31) ρYj(t0 + ∆t) und
ρE(t0 + ∆t) approximieren:

ρYj
∗(t0 + ∆t) =

∫ t0+∆t

t0
Rjdt + ρY 0

j (3.34)

= Mw j

∫ t0+∆t

t0
R̂jdt + Mw j[X

0
j ]

= Mw j[Xj(t0 + ∆t)]

ρE∗(t0 + ∆t) =
∑
j

hj

∫ t0+∆t

t0
Rjdt + ρE0 (3.35)

= hjMw j

(
[Xj(t0 + ∆t)] − [X0

j ]
)
+ ρE0
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Die Hauptaufgabe besteht jetzt darin, eine numerisch effiziente Be-
rechnung der Gleichungen (3.34) und (3.35) durch die Tabellierung
zu gewährleisten. Für die Tabellierung bestehen zwei Möglichkeiten:
Man kann den chemischen Quellterm Rj und die Wärmequelle infolge
der chemischen Reaktion

∑
j hjRj berechnen und in der Tabelle spei-

chern. Während der CFD-Simulation wird die explizite Berechnung
der beiden Quellterme (Gleichungen (2.6), (2.7), (3.2-3.9)) durch die
Interpolation ersetzt. Die vorgestellte getrennte Lösung der Spezies-
transportgleichung (2.9) und der Energieerhaltungsgleichung (2.4) ist
in diesem Fall nicht notwendig. Eine wesentlich höhere Effizienz wird
aber erreicht, wenn man den thermochemischen Zustand zum Zeit-
punkt t0 + ∆t, der für einen fixierten Zeitschritt ∆t eine eindeutige
Funktion des Anfangszustands φ0 ist (bezeichnet durch � (φ0)), in
der Tabelle abbildet. Die Funktion � (φ0) heißt Reaction Mapping
[Pop97] und bildet (maps) durch die Integration der Reaktionsglei-
chung (3.36) für den Zeitschritt ∆t die Anfangsbedingungen φ0 auf
den reagierten Zustand φ∗(t0 + ∆t) ab:

φ∗(t0 + ∆t) =
∫ t0+∆t

t0
S(φ(t)) + φ(t0) = �(φ0) (3.36)

Die Integration erfolgt im Preprocessing und in der Tabelle werden
die Anfangszustände φ0 und die den Anfangszuständen entsprechen-
den reagierten Zustände φ∗(t0 +∆t) gespeichert. Während der CFD-
Simulation werden die reagierten Zustände φ∗(t0+∆t) aus den tabel-
lierten Werten interpoliert und für die getrennte Lösung der Spezies-
transportgleichung und der Energieerhaltungsgleichung verwendet.
Sind die molaren Konzentrationen zum Zeitpunkt t0 + ∆t, bzw. der
Zustandsvektor φ∗(t0+∆t) gegeben, entfällt der Integrationsvorgang
bei der Lösung der Gleichungen (3.34) und (3.35).

Die Tabelle wird für einen fixierten Zeitschritt ∆t erstellt. Die
CFD-Simulation erfolgt mit einem gleichen oder größeren Zeitschritt
(∆tCFD = n ∆tTabelle, n = 1, 2 . . .). Im letzten Fall (n > 1) muss der
zweite Schritt des getrennten Lösungsvorgangs, bzw. die Berechnung
der Gleichungen (3.34) und (3.35) mehrmals durchgeführt werden.
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Offensichtlich ist die Genauigkeit des getrennten Lösungsvorgangs
vom Zeitschritt ∆t abhängig. Der Empfehlungswert ∆t = 1/τmix

[Pop97], wobei τmix die Mischungszeitskala ist, kann aber für kom-
plizierte Verbrennungsvorgänge, wie z.B. die Überschallverbrennung,
analytisch nicht berechnet werden. Daher sind die Validierungssimu-
lationen notwendig. Zusätzlich werden auch die Werte des Zustands-
vektors, die im Rahmen der CFD-Simulation aus der Tabelle inter-
poliert werden, durch die Größe des Zeitintervalls ∆t beeinflusst. Die
Interpolationsgenauigkeit in Abhängigkeit vom Zeitschritt ∆t wird
in Abschnitt 3.7 detailliert untersucht.

Die Berechnung der Reaktion, bzw. des Zustandsvektors φ(t0 + ∆t),
erfolgt während des Zeitintervalls ∆t adiabat bei einem konstanten
Druck. Das heißt, dass der Reaktionsablauf mit Hilfe eines Konstant-
druckreaktors berechnet wird.

Für eine effizientere Tabellierung wird der thermochemische Zustand
φ durch die Speziesmolenbrüche χi umgeschrieben. Die eindeutige
Beschreibung des Zustands benötigt in diesem Fall zusätzlich die
Angabe des Drucks.

φ = {φ1, φ2, . . . , φNsp+2} = {χ1, χ2, . . . , χNsp
, T, P} (3.37)

Die Komponenten φ1, . . . , φNsp
sind nicht linear unabhängig, da die

Summe von Speziesmolenbrüchen gleich eins ist. Das erlaubt, einen
Speziesmolenbruch zu eliminieren und die Dimensionalität des Koor-
dinatenvektors φ auf Nsp +1 zu reduzieren. Häufig weicht der Druck
sehr wenig vom Referenzdruck ab und die Reaktionssensitivität auf
die Druckänderung ist gering im Vergleich zur Änderung anderer Pa-
rameter, was die Annahme eines konstanten Drucks für die Berech-
nung rechtfertigt. Dadurch wird die Dimensionalität der Zustandsbe-
schreibung weiter reduziert. In durch SCRamjet-Brennkammer ange-
triebenen Raumtransportsystemen treten während der ganzen Mis-
sion weder sehr hohe Drücke, noch wesentlich geringere Drücke als
der Umgebungsdruck auf, weshalb es als ausreichend erscheint, die



3.6 Modellierung der chemischen Kinetik durch das Reaction Mapping 59

sich beim Reaction Mapping auf einen konstanten Druck von 1 bar
zu beschränken. Ist der Druck konstant, hat der Zustandsvektor φ
eine Dimensionalität ND = Nsp:

φ = {φ1, φ2, . . . , φND
} = {χ1, χ2, . . . , χND−1, T} (3.38)

Für die Tabellierung wird der Raum durch diskrete Punkte abgebil-
det. Die Größe der Tabelle und die Interpolationsgenauigkeit hängen
gegensätzlich von der Diskretisierung ab, so dass ein Optimum zwi-
schen Tabellengröße und Genauigkeit gefunden werden muss.

Wie bereits erwähnt, ist das vollständige Ausfüllen der Tabelle in
strukturierter Form bereits bei grober Diskretisierung nicht möglich.
Es ist auch bekannt, dass physikalisch relevante Zustände einen sehr
schmalen realisierbaren Bereich im Raum einnehmen. Der Grund
dafür ist, dass beispielsweise Zustände mit einer hohen Radikalen-
konzentration und einer geringen Konzentration an Produkten und
Edukten nur künstlich und nie während eines realen Verbrennungs-
vorganges erreicht werden können. Das bedeutet, dass der realisier-
bare Bereich viel kleiner als der durch axiale Grenzwerte definierte
Kompositionsraum ist. Um nur den realisierbaren Bereich effizient
abzubilden, ist eine spezielle Struktur der Tabelle und des Knotens
notwendig, die in Abbildung 3.10 vereinfacht in einem zweidimensio-
nalen Raum dargestellt ist. Die Angaben zum Typ und zur Größe
der Variablen sind in Fachwörter der C-Sprache angegeben.

Jeder Knoten hat einen eigenen Index, der die Knotennummer bein-
haltet und die Position des Knotens in der Datei eindeutig definiert.
Der Index ist in der Mitte jedes Kreises, der schematisch einen Kno-
ten darstellt, eingezeichnet (Abbildung 3.10). Der Koordinatenvek-
tor I stellt den Zustandsvektor φ(t0) in diskreten Koordinaten dar.
Der Ergebnisvektor φ(t0 + ∆t) ist der neue Zustand nach dem Zei-
tintervall ∆t. Da die Knoten in der Datei nicht strukturiert gespei-
chert sind, ist ein Zeigervektor notwendig, der die Nachbarknoten
verbindet. Der Zeigervektor P beinhaltet die Indizes der Nachbar-
knoten. Für jede Dimension werden zwei Zeiger (links lh und rechts
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Index: 1
Ι={2, 2}
φ(t0+∆t)={φ1, φ2}
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1

Index: 1
Ι={2, 2}
φ(t0+∆t)={φ1, φ2}
P={12F3E0, 12F7DA, 12F84C, 11A511}

In der Tabelle Im Arbeitsspeicher

Beispieldarstellung des Knotens 1

Knotenstruktur

Index 
Typ: long, 4 Bytes

Diskreter Koordinatenvektor Ι={Ι1, Ι2, ... ΙND
}

Typ: char, 1 x ND Bytes

Ergebnisvektor φ(t0+∆t)={φ1, φ2, ... φND
}

Typ: double, 8 x ND Bytes

Zeigervektor auf Nachbarn 
P={P1 lh,  P1 rh,  P2 lh,  P2 rh, ... PND lh,  PND rh}
Typ: long, 4 x 2 x ND Bytes

Zusammen: 4+25 x ND Bytes

Abbildung 3.10: Struktur der Lookup–Tabelle und Knotenstruk-
tur in einem zweidimensionalen Raum

rh) benötigt. Die Pfeile an den Kreisen stellen die Zeigervektoren
dar und die Nummern an den Pfeilen bedeuten die Indizes der Nach-
barknoten. In dieser Form werden die Knoten in der binären Tabelle
gespeichert. Die Position des Knotens in der Datei lässt sich über den
Knotenindex und die Knotengröße berechnen. Beim Einlesen eines
Knotens in den Arbeitsspeicher werden die Indizes des Zeigervek-
tors durch die physikalische Adresse des Knotens im Arbeitsspeicher
ersetzt. Dies erlaubt einen direkten und folglich schnelleren Zugriff.
Eine Beispieldarstellung eines Knotens in der Tabelle und im Ar-
beitsspeicher ist in Abbildung 3.10 zu sehen. Eine derartige Struktur
erlaubt, sehr schnell den notwendigen Knoten zu finden und die Ta-
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Ι1 Ι2 Ι3 Ιn

Basisbereich

Warteschlange: Ιn+1

Ι1́= {Ι1+∆Ι1, Ι2, ... ΙND
}

Ι2́ = {Ι1, Ι2+∆Ι2, ... ΙND
}

.

.

.
Ι2́ND-1= {Ι1+∆Ι1, Ι2+∆Ι2, ... ΙND

+∆ΙND
}

Neue potenzielle 
Knotenkoordinaten:

r = φ(t0+∆t) − φ0 ⇒ ∆Ι

Ι´ ⇒ φ0

φ(t0+∆t) =ℜ(φ0)

Erzeugung eines 
neuen Knotens:

Ermittlung der 
Nachbarnknoten

Abbildung 3.11: Schematische Darstellung der rekursiven
Auffüllung

belle während der Simulation nur teilweise im Arbeitsspeicher zu
halten, bzw. zu cachen.

Durch die Vorausberechnungen in einem Konstantdruckreaktor wer-
den die Grenzwerte für jede Koordinatenachse abgeschätzt. Zuerst
wird ein Basisbereich definiert. Dieser besteht aus den Knoten mit
folgenden Anfangszuständen:

Basisbereich = {φ0 | Tmin ≤ T ≤ Tmax, 0 ≤ χH2,O2,H2O ≤ 1,

χH,O,OH,HO2,H2O2
= 0} (3.39)

Solche Zustände sind immer physikalisch relevant, da sie die Anfangs-
bedingungen der Verbrennung im gesamten Spektrum der Äquiva-
lenzverhältnisse und Temperaturen darstellen. Die Knoten im Basis-
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Ι1(Ι1, Ι2)
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Ιn+1(Ι1+∆Ι1, Ι2)

Ιn+2(Ι1, Ι2+∆Ι2) Ιn+3(Ι1+∆Ι1, Ι2+∆Ι2)

Nachfolger-
knoten

Abbildung 3.12: Auslegung neuer Knoten (links) und Definiti-
on des realisierbaren Bereiches (rechts) für einen
zweidimensionalen Raum

bereich werden mit den vorgegebenen Diskretisierungsschritten er-
zeugt. Da der Basisbereich strukturiert ist und in Matrix-Form dar-
gestellt werden kann, erfolgt die Ausfüllung seriell. Das Verbinden
der Knoten aus dem Basisbereich ist eine triviale Aufgabe. Das wei-
tere Auffüllen der Tabelle erfolgt rekursiv und ist schematisch in
Abbildung 3.11 dargestellt. Es wird eine Warteschlange erzeugt und
die Knoten aus dem Basisbereich werden in der Warteschlange ent-
sprechend dem Knotenindex angeordnet. Die Knoten in der Warte-
schlange dienen als Stammknoten für die Bildung der Nachfolger-
knoten. Aus der Warteschlange werden seriell die Knoten gezogen
und bearbeitet. Zuerst wird für den aus der Warteschlange gezoge-
nen Knoten durch die Differenz zwischen den Zuständen φ(t0 + ∆t)
und φ0 der Reaktionsvektor r definiert, der die Richtung der Zu-
standsevolution durch die Reaktion zeigt. Aus dem Reaktionsvektor
wird ein Verschiebungsvektor ∆I berechnet, der die Verschiebung
der Nachfolgerkoordinaten relativ zu den Koordinaten des Stamm-
knotens definiert. Der Koordinatenvektor des Stammknotens I und
der Verschiebungsvektor ∆I gestatten die Berechnung der 2ND−1 po-
tenziellen Koordinaten der Nachfolgerknoten (Abbildung 3.12 links).
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Für jeden potenziellen Koordinatenvektor I ′ wird geprüft, ob ein
Knoten mit den gleichen Koordinaten existiert. Dies erfolgt durch die
Überprüfung der Verbindungen im Zeigervektor des Stammknotens
und der Verbindungen in den Zeigervektoren der Nachbarknoten.
Falls kein Knoten mit den gleichen Koordinaten gefunden wird, muss
der Knoten erzeugt werden. Aus dem Koordinatenvektor I ′ erfolgt
die Berechnung des Zustandsvektors φ0 des Nachfolgerknotens und
folglich wird der reagierte Zustand φ(t0 + ∆t) berechnet. Der neue
Knoten bekommt den Index n+1. Danach werden für den erzeugten
Knoten die Nachbarknoten ermittelt und die entsprechenden Kno-
tenindizes in den Verbindungsvektor des erzeugten Knotens und in
die Verbindungsvektoren der Nachbarknoten eingetragen. Der neue
Knoten wird gespeichert und am Ende der Warteschlange platziert.
Das bedeutet, dass der neue Knoten jetzt auch zu den Stammknoten
gehört. Danach wird der Vorgang für den nächsten Stammknoten aus
der Warteschlange wiederholt. Der Prozess erfolgt, bis alle Knoten
aus der Warteschlange bearbeitet werden. Der realisierbare Bereich
ergibt sich so automatisch, da die Reaktionsvektoren der Randkno-
ten immer ins Innere des realisierbaren Bereiches (Abbildung 3.12)
zeigen. Am Anfang wächst die Warteschlange extrem schnell. Nach
einer gewissen Zeit wird die Wachstumsrate geringer, da einerseits
die aus der Warteschlange gezogenen Stammknoten schon die Nach-
barknoten in der Reaktionsrichtung besitzen und keine neuen Knoten
erzeugt werden und andererseits die Grenzen des realisierbaren Be-
reichs erreicht werden. Die Projektion einer Lookup-Tabelle in einen
diskreten dreidimensionalen Raum mit IH–, IO– und IOH–Achsen ist
in Abbildung 3.13 dargestellt. Man sieht, dass der realisierbare Be-
reich sehr klein im Vergleich zum gesamten Kompositionsraum ist.

Die Lookup–Tabelle ist in dieser Form für die CFD-Simulation ein-
setzbar. Die gesuchte Zustandsänderung wird durch die multilineare
Interpolation aus den diskret ausgelegten Knoten berechnet [SLS01].
Die lineare Interpolation hat sich während der Testberechnungen in
dem homogenen Konstantdruckreaktor gut bewährt. Die Zündung
und der Reaktionsablauf werden mit einer guten Genauigkeit be-
rechnet. Der Nachteil der Interpolation liegt darin, dass ein ND–



64 3 Modellierung der Verbrennung in Überschallströmungen
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Abbildung 3.13: Projektion der Lookup-Tabelle in einen dreidi-
mensionalen Raum

dimensionales rechteckiges Element gefunden werden muss, inner-
halb dessen sich die Koordinaten des gesuchten Zustandes befinden.
Das Element besteht aus 2ND Knoten, was bedeutet, dass für jeden
Knoten ein Wichtungskoeffizient berechnet werden muss. Die Suche
nach den Knoten und die Berechnung der Wichtungskoeffizienten ist
sehr zeitaufwändig, weswegen der erzielte Gewinn durch die Interpo-
lation nicht sehr groß ist im Vergleich zur Reaktionsberechnung mit
dem Finite-Rate Modell.

Wie bereits erwähnt, kann man auf der Basis der Lookup–Tabelle in
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Polynomordnung Monomenanzahl
ND = 3 ND= 5 ND = 7 ND = 9

2 10 21 36 55
3 20 56 120 220
4 35 126 330 715
5 56 252 792 2002
6 84 462 1716 5005

Tabelle 3.1: Anzahl der Monome im orthogonalen Polynom in
Abhängigkeit von der Dimensionalität und der Po-
lynomordnung

einem nächsten Schritt orthogonale Polynome5 nach dem Verfahren
von Turánie [Tur94a, Tur94b] erstellen und dadurch die gesuchten
Werte während der CFD-Rechnung explizit berechnen. Diese Me-
thode wurde im Rahmen der Arbeit untersucht, um auf Basis der
Lookup-Tabelle orthogonale Polynome zu erzeugen. Idealerweise be-
kommt man ein Polynom für den kompletten realisierbaren Bereich.
Bei der Erstellung des Polynoms sind aber mehrere Probleme auf-
getaucht. Es ist zu erwarten, dass die Lookup–Tabelle Bereiche mit
extremen Gradienten beinhaltet, die sowohl durch Zündvorgänge als
auch bei Abweichung des Zustandes vom chemischen Gleichgewicht
entstehen. Das bedeutet, dass das Polynom eine sehr komplizierte
Funktion abbilden muss. Um eine akzeptable Genauigkeit zu erhal-
ten, die in den Knoten und in der Mitte der von den Knoten gebil-
deten multidimensionalen Rechtecke berechnet wurde, benötigt man
Monome höherer Ordnung. Die Anzahl der Monome im Polynom in
Abhängigkeit von der Dimensionalität und der Polynomordnung ist
in Tabelle 3.1 dargestellt. Diese Werte wurden durch den Einsatz des
von Turánie [Tur94b] beschriebenen Algorithmus zur Erzeugung der
Polynome berechnet.

Man sieht, dass die Monomenanzahl sehr schnell mit der Erhöhung
der Polynomordnung und der Dimensionalität steigt. Folglich steigt
die Zeit für die Berechnung und die Optimierung der Koeffizienten

5Die Definition von orthogonalen Polynomen ist in Anhang B zu finden
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der Monome, wobei die Optimierung bei einer größeren Monomen-
anzahl sehr ineffizient ist. Ein anderes Problem liegt darin, dass der
gesamte realisierbare Bereich nicht mit einem Polynom erfasst wer-
den kann. Das bedeutet, dass der realisierbare Bereich unterteilt und
mit mehreren Interpolationspolynomen abgebildet werden muss. Da
die unterteilten Bereiche hauptsächlich nicht rechteckig sind, ist es
schwierig, die Bereichsgrenze im multidimensionalen Raum zu de-
finieren und während der Simulation das notwendige Polynom zu
finden. Die Simulation der Zündung in einem homogenen Konstant-
druckreaktor zeigte auch ein Phänomen, das bei der Erstellung der
Polynome nicht erkennbar war. Beim Reaktionsstart im Reaktor
sinkt zu Beginn die Temperatur ab, da die Energie zur Erzeugung von
Radikalen verbraucht wird. Diese Temperaturabsenkung ist sehr ge-
ring und liegt normalerweise im Bereich unter 0.1 K. Es entsteht aber
ein globales zeitliches Temperaturminimum zwischen dem Reaktions-
start und der Zündung. Obwohl die Polynome eine hohe Genauigkeit
sowohl in den Knoten als auch in der Mitte der von den Knoten ge-
bildeten multidimensionalen Rechtecke zeigen, konnte die Zündung
nicht simuliert werden, da das Polynom nicht vollständig mit diesem
Verlauf übereinstimmt. Die mit Hilfe der Polynome berechnete Re-
aktion wird bis zum Temperaturminimum sehr genau nachgerechnet,
kommt aber aus dem Minimum nicht heraus. Die Erklärung dieses
Phänomens liegt in der durch die Verwendung von Monomen hoher
Potenz bedingten lokalen Minima und Maxima, die innerhalb des
Diskretisierungsschritts liegen. Solche Minima und Maxima sind bei
hochdimensionalen Funktionen schwierig zu erkennen und durch die
Optimierung zu eliminieren.

Eine effiziente Lösung dieses Problems bietet die Verwendung linea-
rer Polynome, wobei ein Polynom auf der multilinearen Interpolation
basiert und die Funktion innerhalb eines multidimensionalen Recht-
ecks darstellt. Obwohl derartige Polynome den Verlauf nur linear ab-
bilden, zeigen die Testberechnungen, dass die Genauigkeit sehr hoch
ist, wobei die Genauigkeit direkt von der Diskretisierung abhängig
ist. Die Genauigkeit entspricht der Interpolationsgenauigkeit aus der
Lookup–Tabelle, wobei aber die für die Interpolation notwendigen
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Abbildung 3.14: Vereinfachte Darstellung einer multidimensiona-
len Zelle und Knotennummerierung innerhalb ei-
ner Zelle (links). Das lokale, normierte Zellen-
koordinatensystem (rechts)

Knoten nicht mehr gesucht werden müssen. Der Vorteil derartiger
Polynome im Vergleich zu orthogonalen Polynomen liegt darin, dass
sie eine relativ geringe Anzahl von Monomen haben und keine loka-
len Schwankungen verursachen. Die Funktion verläuft kontinuierlich
durch die Kanten der Rechtecke. Eine Diskontinuität existiert nur
für Funktionsableitungen, die aber nicht relevant sind.

Für die Erzeugung der Polynome werden aus den Knoten multidi-
mensionale Rechtecke (Zellen) gebildet (Abbildung 3.14). Die Zellen
besitzen die gleiche Struktur wie die Knoten (Abbildung 3.10) und
werden folgendermaßen im Arbeitsspeicher und in der Tabelle gela-
gert:

• Index
Typ: long, 4 Bytes

• Diskreter Koordinatenvektor I = {I1, I2, . . . , IND
}

Typ: char, 1 × ND Bytes
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• Vektor der Polynomkoeffizienten a = {a0,m, . . . , a2ND ,m},
m = 1 . . . ND

Typ: double, 8 × 2ND × ND Bytes

• Zeigervektor P = {P1 lh, P1 rh, P2 lh, P2 rh, . . . , PND lh, PND rh}
Type: long, 4 × 2 × ND Bytes

Jede Zelle besitzt einen Index und wird durch die Koordinaten der
linken unteren Ecke beschrieben, bzw. der Koordinatenvektor einer
Zelle entspricht dem Koordinatenvektor eines Knotens, der zum Null-
punkt des Koordinatensystems die minimale Entfernung hat. Die Zel-
len werden nach dem gleichen Verfahren wie die Knoten mit einem
Zeigervektor verbunden. Anstatt des Ergebnisvektors beim Knoten
werden bei der Zelle die Polynomkoeffizienten gespeichert. Ein Po-
lynom, das weiter unten vorgestellt wird, beschreibt eine Variable
des Ergebnisvektors innerhalb einer Zelle und beinhaltet 2ND Poly-
nomkoeffizienten. Da der Zustandsvektor ND Zustandsvariablen hat,
werden folglich ND Polynome gebraucht und somit 2ND × ND Poly-
nomkoeffizienten.

Jede Variable des Ergebnisvektors wird innerhalb einer Zelle durch
ein lineares Polynom als Funktion des Anfangszustandes in lokalen,
normierten Zellenkoordinaten φZ = {φZ

1 , φZ
2 , . . . , φZ

ND
} dargestellt:

φm(t + ∆t) = f(φZ
1 , φZ

2 , . . . , φZ
ND

) = a0, m +
ND∑
i = 1

ai, m φZ
i +

ND−1∑
i = 1

ND∑
j = i + 1

ai, j, m φZ
i φZ

j +
ND−2∑
i = 1

ND−1∑
j = i + 1

ND∑
k = j + 1

ai, j, k, m φZ
i φZ

j φZ
k + . . . ,

m = 1 . . . ND (3.40)

Die lokalen Zellenkoordinaten sind die normierten Werte des Zustan-
des, so dass die Koordinaten des Zustandes innerhalb einer Zelle im
Bereich von null bis eins liegen. Der Ursprung des lokalen Koor-
dinatensystem hat die globalen Koordinaten des Knotens 1, wie in
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Abbildung 3.14 dargestellt. Da diese normierten Koordinaten bei der
Transformation des Zustandsvektors φ in die diskreten Koordinaten
I berechnet werden und immer zur Verfügung stehen, reduziert man
mit deren Verwendung die Anzahl der Rechenoperationen für die
Berechnung des Polynoms.

Die Koeffizienten a repräsentieren die entsprechenden partiellen Ab-
leitungen und werden numerisch aus den Ergebnisvektoren φ(t+∆t),
der zur Zelle gehörigen Knoten ki berechnet. Im zweidimensionalen
Fall (Abbildung 3.14) werden die Koeffizienten wie folgt berechnet:

a0, m = φk1
m(t + ∆t)

ai, m =
∂φm

∂φZ
i

=
φki+1

m (t + ∆t) − φk1
m(t + ∆t)

∆φZ
i

= φki+1
m (t + ∆t) − φk1

m(t + ∆t),

∆φZ
i ≡ 1 (3.41)

Die übrigen Koeffizienten ai j ... bzw. die Ableitungen höherer Ord-
nung kann man rekursiv berechnen, wobei man die Funktionswerte
φki+1

m (t+∆t) und φk1
m(t+∆t) durch die Ableitungen niedrigerer Ord-

nung ersetzt. Zum Beispiel:

ai, j, m =
∂φm

∂φZ
i , ∂φZ

j

=
∂φm

∂φZ
i

∣∣∣∣∣∣∣∣φZ
j =1

− ∂φm

∂φZ
i

∣∣∣∣∣∣∣∣ φZ
j =0

(3.42)

Die Implementierung des Reaction Mapping in den CFD-Code ist
schematisch in Abbildung 3.15 dargestellt. Die Aufgabe des Reak-
tionsmoduls besteht in der effizienten Berechnung der Gleichungen
(3.34) und (3.35) mit Hilfe der in der Lookup-Tabelle gespeicherten
Polynome.

Im CFD-Code sind alle Rechenzellen nummeriert, bzw. auf jede Re-
chenzelle kann durch eine eigene Nummer zugegriffen werden. Am
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Reaktionsmodul mit Reaction Mapping

Array 1: CFD - Rechenzelle ci  →  RM - Zelle zj  

Array 2: RM - Zellen zj

Überprüfung:

Ι = ci → zj → Ιj

ja
Ι

ci → zj 

nein
ci → zk

ci, Ι0

 zj

φΖ

zk

C
F

D
-C

od
e

E*, Y*

Y0, T0 ⇒ φ0 ⇒ Ι,  φΖ 

φ(t0+∆t) = z → f(φΖ)
φ(t0+∆t) ⇒ E*, Y*  

T0, E0,Y0

Rechenzelle ci

ci
ci

Lookup-Tabelle

Suchmodul

Abbildung 3.15: Schematische Darstellung der Verbindung zwi-
schen dem CFD-Code und dem Reaction Mapping

Anfang der Simulation werden bei der Initialisierung die Zeiger ci

auf jede CFD-Rechenzelle im Array 1 gespeichert und jedem Zeiger
ci muss eine Reaction Mapping (RM)-Zelle zj, die den thermoche-
mischen Bedingungen in der CFD-Rechenzelle entspricht, zugewie-
sen werden, cj → zj. Für die Suche nach den benötigten RM-Zellen
wird am Anfang der Initialisierung die erste Zelle aus der Lookup-
Tabelle eingelesen, die weiter als der Startpunkt für den Suchvorgang
dient. Der Suchvorgang erfolgt durch die Zeigervektoren. Die gefun-
denen und zugewiesenen RM-Zellen werden im Array 2 gelagert. Es
ist zu bemerken, dass eine RM-Zelle zj aus dem Array 2 mehre-
ren CFD-Rechenzellen ci aus dem Array 2 zugewiesen werden kann.
Während der Simulation wird in jedem Simulationsschritt die Be-
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rechnung der Reaktion durchgeführt. Dies erfolgt folgendermaßen:
Für jede CFD-Rechenzelle ci aus dem Array 1 wird der derzeitige
Zustand φ0 (T 0, Y 0) und E0 vom CFD-Code abgefragt und der dis-
krete Koordinatenvektor I0 und die lokalen Zellenkoordinaten φZ

berechnet. Danach wird überprüft, ob die der CFD-Zelle ci zugewie-
sene RM-Zelle zj noch aktuell ist, bzw. ob der Berechnete Koordina-
tenvektor I0 und der Koordinatenvektor Ij der Zelle zj gleich sind.
Ist das der Fall, wird der neue Zustand φ∗(t0 + ∆t) mit Hilfe der
der Zelle zugehörigen Polynome (Gleichung (3.40)) und somit die Y ∗

und E∗ mit den Gleichungen (3.34) und (3.35) berechnet. Falls die
RM-Zelle zj nicht mehr aktuell ist, startet der Suchvorgang, in dem
die notwendige Zelle zk mit den Koordinaten Ik =I0 entweder im
Array 2 oder in der Lookup-Tabelle gefunden wird. Die gefundene
Zelle zk wird der CFD-Zelle ci zugewiesen ci → zk und der neue Zu-
stand φ(t0 + ∆t) mit Hilfe der gefundenen Zelle zk berechnet. Falls
die Zelle zk in der Lookup-Tabelle gefunden wurde, wird sie in das
Array 2 gestellt. Nachdem die Reaktion für alle CFD-Rechenzellen
durchgeführt wurde, wird das Array 2 aufgeräumt. Das heißt, dass
die RM-Zellen, die von keiner CFD-Rechenzelle zugewiesen sind, aus
dem Arbeitsspeicher, bzw. aus dem Array 2 gelöscht werden und
dass während der Berechnung nur die verwendeten Polynome, bzw.
die Zellen mit den verwendeten Polynomen im Arbeitsspeicher be-
halten werden. Dadurch bleibt der Arbeitsspeicherbedarf gering, was
für die Simulation der Überschallverbrennung von großer Bedeutung
ist.

Die Testsimulationen, die in weiteren Abschnitten vorgestellt werden,
zeigen, dass der thermochemische Zustand sich durch die Reaktion
oder durch die Mischungsvorgänge so ändert, dass die gesuchte Zel-
le zk in meisten Fällen die Nachbarzelle der vorherigen Zelle zj ist.
Zusätzlich befinden sich nach einer kurzen Simulationszeit fast alle
notwendigen RM-Zellen im Arbeitsspeicher (Array 2). Dadurch er-
folgt einerseits der Suchvorgang sehr schnell und andererseits wird
auf die Lookup-Tabelle sehr selten zugegriffen.
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Achse Minimum Maximum Dikretisierungsschritt
T 300 3000 150
H2 0 1 0.1
O2 0 0.24 0.08
O 0 0.02 0.02
H 0 0.1 0.02
OH 0 0.04 0.04
H2O 0 0.55 0.05

Tabelle 3.2: Diskretisierung des durch Polynome abgebildeten Re-
aktionsbereiches

3.7 Validierung des polynomialen Reaction

Mapping

Für die Erzeugung der Polynome wurde eine reduzierte Reaktions-
kinetik verwendet, die in Abschnitt 3.4 beschrieben wurde. Dadurch
wurde die Dimensionalität um zwei Dimensionen (HO2 und H2O2)
reduziert, was für die Entwicklung dieser Methode sehr wichtig war.
Benutzt man zum Beispiel zwei Diskretisierungsintervalle für die Mo-
lenbrüche von HO2 und H2O2 in der vollständigen Tabelle, reduziert
sich die Tabellengröße durch die Reduzierung der beiden Radikale
um den Faktor vier. Durch die Testläufe wurde eine optimale Dis-
kretisierung für die Temperatur und die Speziesmolenbrüche gefun-
den (Tabelle 3.2), wobei bei einer moderaten Zellenanzahl eine gute
Interpolationsgenauigkeit erreicht wird. Ein adaptives Verfahren für
die Tabellierung bei hoher Dimensionalität erscheint nicht sinnvoll,
da z.B. die Verfeinerung einer Zelle im 10-D-Raum 210 neue Zellen
bringt, wobei nicht alle Zellen verwendet werden. Das führt zu einer
enormen Steigerung der Tabellengröße. Zusätzlich muss eine Hierar-
chie in der Tabellenstruktur eingebaut werden, um die Kopplung von
Zellen unterschiedlicher Feinheitsniveaus zu ermöglichen. Das würde
aber zu einer längeren Suchzeit führen.

Die Anzahl der Zellen, bzw. der Polynome, die auf Basis einer
Lookup–Tabelle mit 226663 Knoten generiert wurden, beträgt 28969.
Jede Zelle besteht aus 128 (27) Knoten. Der Zusammenhang zwischen
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Abbildung 3.16: Untersuchung der Interpolationsgenauigkeit für
die Zeitschritte von 1e-9 s, 1e-8 s und 1e-7 s
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den Knoten und den Zellen kann aber nicht direkt bestimmt werden,
da dieser von der Geometrie des realisierbaren Bereichs abhängig ist.
Die Lookup-Tabelle und die Polynome wurden für drei verschiedene
Zeitschritte von 1e-9 s, 1e-8 s und 1e-7 s generiert, um die Interpo-
lationsgenauigkeit in Abhängigkeit des Zeitschritts zu untersuchen.
Dafür wurde der relative Interpolationsfehler in der Mitte jeder Zelle
berechnet. Die Zellenmitte wurde als Prüfpunkt ausgewählt, da hier
der größte Interpolationsfehler zu erwarten ist. Die Wahrscheinlich-
keitsverteilungen für den relativen Fehler sind für die untersuchten
Zeitschritte in Abbildung 3.16 dargestellt. Die Analyse der Histo-
gramme liefert die Information zur Fehlergröße für jede Spezies bei
unterschiedlichen Zeitschritten. Für Zeitschritte von 1e-9 s und 1e-
8 s bleibt der Interpolationsfehler im Wesentlichen unter 1% und
für den Zeitschritt von 1e-7 s wird die Wahrscheinlichkeitsverteilung
viel breiter. Der Interpolationsfehler für die Spezies O2 und O ist
viel größer als für die anderen Spezies und für die Temperatur. Da
die Interpolationsgenauigkeit auch von der Diskretisierung abhängig
ist, besteht eine Möglichkeit, die Fehler für alle Spezies durch unter-
schiedliche Diskretisierungen auszugleichen.

Die Modellierung des Reaktionsablaufs in einem geschlossenen
Behälter mit dem CFD–Code FLUENT und unter Verwendung der
Polynome zeigt eine gute Übereinstimmung mit den Ergebnissen, die
mit einer vollständigen chemischen Reaktionskinetik erzielt wurden.
Der zweidimensionale Behälter beinhaltet ein homogen verteiltes
Gemisch. Innerhalb des Behälters finden keine Strömungsvorgänge
statt, so dass die Reaktion im Behälter analog der Reaktion in einem
Konstantvolumenreaktor aus dem CHEMKIN II Package [San89]
verläuft. Die Reaktionsverläufe für die Polynome mit dem Tabel-
lierungszeitschritt von 1e-8 s sind in Abbildung 3.17 dargestellt. Die
geringe Abweichung zwischen den Kurven entsteht sowohl durch den
Interpolationsfehler als auch durch die Annahme eines konstanten
Drucks bei der Polynombildung.
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Abbildung 3.17: Reaktionsablauf in einem geschlossenen Behälter.
Simulation mit dem CFD-Code FLUENT. Tabel-
lierungszeitschritt 1e-8 s

3.8 Einsatz der Polynome zur Simulation der

Überschallverbrennung

Eines der häufigsten Probleme bei der Modellentwicklung ist das
Fehlen eines geeigneten Validierungsexperiments. Das Problem liegt
darin, dass Messungen in Überschallströmungen durch berührungslo-
se, optische Methoden erfolgen, die aber eine relativ niedrige Genau-
igkeit besitzen. Infolgedessen sind derzeit nur wenige Experimente
bekannt, die für eine Validierung verwendbar sind. Das Experiment
von Evans [ESB78], bei dem Wasserstoff in eine vorgeheizte, verunrei-
nigte Luftströmung eingedüst wird, wurde schon früher für Validie-
rungszwecke verwendet. Die Geometrie und die Eintrittsbedingungen
sind in Abbildung 3.18 dargestellt. Es ist wichtig anzumerken, dass



76 3 Modellierung der Verbrennung in Überschallströmungen

die Eintrittsbedingungen als angenäherte Werte angegeben sind. Aus
der Beschreibung des Experiments folgt, dass die Eintrittsprofile eine
sehr starke räumliche Inhomogenität haben. Zum Beispiel beträgt der
geschätzte Temperaturanstieg für den durch den Injektor strömenden
Wasserstoff ca. 150 K [ESB78]. Da die Aufenthaltszeit des Wasser-
stoffs im Injektor sehr gering ist, wird eine starke axiale Temperatur-
verteilung erwartet. Demzufolge weicht die Austrittsmachzahl bzw.
die Austrittsgeschwindigkeit des Wasserstoffjets von den angegebe-
nen angenäherten Werten ab, was aber einen sehr großen Einfluss auf
die Mischung und auf den Reaktionsvorgang hat. Leider wurden die
Eintrittsprofile nicht gemessen. Um die Eintrittsprofile für die Simu-
lation zu erhalten, wurde eine zusätzliche Berechnung der Strömung
in einem axialsymmetrischen Rohr mit dem gleichen Durchmesser
durchgeführt. Da die Geometrie axialsymmetrisch ist, wird ein zwei-
dimensionales Rechennetz mit einer Symmetrieachse verwendet. Die
Gitterauflösung liegt bei den Injektorlippen im Bereich von 1 µm,
was die erforderlichen y+ Werte garantiert (Abbildung 3.19). Die er-
sten Simulationsergebnisse zeigten, dass die Eintrittsprofile die Mi-
schung und den Reaktionsverlauf bestimmen, wobei bei der Annah-
me eines konstanten Eintrittsprofils keine Zündung im untersuchten
räumlichen Bereich erfolgt. Die Eintrittsprofile sind sehr stark von
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Abbildung 3.18: Geometrie und Eintrittsbedingungen des achsen-
symmetrischen Experiments von Evans
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x [m]

y 
[m

]

0 0.005 0.01 0.015

0.000

0.005

0.010

0.015

0.020

Abbildung 3.19: Rechengitter für das Experiment von Evans. Git-
terauflösung an der Injektorlippe ca. 1 µm

der Länge des simulierten Rohrs abhängig, bzw. die Grenzschicht
wächst sehr schnell mit der Länge. Deswegen muss man diese Unsi-
cherheit bei der Interpretation der Simulationsergebnisse berücksich-
tigen.

Für die Simulation der Verbrennung wurden beide Methoden einge-
setzt: das Finite-Rate Modell mit dem Reaktionsschema von War-
natz und das reduzierte polynomiale Reaction Mapping mit dem Ta-
bellierungszeitschritt von 1e-8 s. Wie man aus der Darstellung der
Temperaturkonturen in Abbildung 3.20 sieht, liefern beide Methoden
identische Ergebnisse. Die Zündung findet kurz nach der Eindüsung
aufgrund der hohen statischen Temperatur (ca. 1500 K) in der Luft-
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Abbildung 3.20: Vergleich der berechneten Temperaturkontur für
das Experiment von Evans: oben — Reaction
Mapping mit reduziertem Reaktionsschema, un-
ten — Finite-Rate Modell mit vollständigem Re-
aktionsschema

strömung statt. Die Reaktionszone bleibt aber sehr schmal, da die
Reaktion durch die Mischung kontrolliert wird, welche sehr moderat
ist. Es ist wichtig anzumerken, dass die Simulationszeit bei der Ver-
wendung der Polynome wenig von der Simulationszeit der nicht rea-
gierenden Strömung abweicht, während die Verwendung des Finite-
Rate Modells die Simulationszeit um den Faktor zwei verlängert.

Der Vergleich der radialen Profile der Hauptspezies (H2, O2, H2O)
an drei Positionen x/dj = 8.26, 15.5 und 21.7 entlang der Strömung
bei beiden Methoden und beim Experiment (Abbildungen 3.21 und
3.22) zeigt auch eine gute Übereinstimmung zwischen der vollständi-
gen Kinetik und des polynomialen Reaction Mapping. Die einzige
deutliche Abweichung zeigt der Sauerstoff, der bei der Verwendung
von Polynomen unverbrannt in der Reaktionszone bleibt und zur
Achse diffundiert. Der Grund dafür ist ein gegenüber den anderen
Spezies deutlich größerer Interpolationsfehler, wie in Abschnitt 3.7
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Abbildung 3.21: Berechnete und gemessene Profile der Spezies-
massenbrüche entlang der Strömung.
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Abbildung 3.22: Berechnete und gemessene Profile der Spezies-
massenbrüche entlang der Strömung.

analysiert. Man sieht auch, dass beide numerischen Ergebnisse von
den gemessenen Daten abweichen. Die Reaktion im Experiment läuft
viel intensiver ab als in der Simulation, was durch die bessere Vermi-
schung von Wasserstoff und Luft begründet ist. Wie schon erwähnt,
liegt das Hauptproblem für solche Abweichungen in den Eintrittspro-
filen, die man nicht vollständig numerisch nachrechnen kann. Ein
ähnliches Ergebnis wurde auch von Gerlinger [GMB01, GSB98] er-
zielt, wobei für die Simulation der Verbrennung sowohl das Finite-
Rate Modell als auch das assumed PDF-Verfahren eingesetzt und
verglichen wurden. Die Reaktionszone ist viel schmaler als im Ex-
periment und die Verwendung der PDF-Methode liefert das gleiche
Ergebnis wie das Finite-Rate Modell.

In Bezug auf die Implementierungstechnik und die Weiterentwick-
lung des polynomialen Reaction Mapping lieferte die Simulation sehr
interessante Ergebnisse. Obwohl die Reaktion einen diffusiven Cha-
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rakter mit sehr breitem Spektrum von Temperaturen und Mischungs-
raten hat, ist die Anzahl der verwendeten Polynome sehr klein.
Es wurden ca. 180 Polynome während der Berechnung verwendet.
Annähernd 165 Polynome befanden sich kontinuierlich im Arbeits-
speicher und ca. 1–2 Polynome wurden pro Zeitschritt gelesen und
gelöscht. Das ermöglicht sowohl die Verfeinerung der Diskretisie-
rung besonders für die O2– und O–Spezies als auch die Erhöhung
der Dimensionalität, bzw. das Einschließen des Drucks und der bei-
den eliminierten Spezies (HO2, H2O2) ohne enormen Anstieg an
erforderlichem Arbeitsspeicher und des Festplatte-Arbeitsspeicher-
Datenverkehrs.

3.9 Diskussion der Modellierungsstrategie für

die Überschallverbrennung

Die Analyse prinzipiell geeigneter Modellierungskonzepte (Finite-
Rate Modell, assumed PDF und Monte-Carlo-Verfahren) zeigte, dass
das Finite-Rate Modell zur Zeit die einzige anwendbare Methode
für die dreidimensionale Berechnung von realen Überschallbrenn-
kammern ist. Die mathematische Formulierung der assumed PDF-
Methoden ermöglicht, den Einfluss von zeitlichen Inhomogenitäten
auf den Reaktionsverlauf zu berücksichtigen, wobei deren Verwen-
dung aber einerseits sehr hohe Rechenkapazitäten erfordert und an-
dererseits nicht unbedingt eine bessere Übereinstimmung mit den
experimentellen Ergebnissen liefert [GMB01, GSB98]. Die Erklärung
dieses Phänomens liegt hauptsächlich darin, dass die Fluktuationen
nicht immer eine entscheidende Rolle beim Reaktionsvorgang spie-
len, sondern andere Effekte, wie zum Beispiel ungenaue Eintrittspro-
file (Nachrechnung des Experimentes von Evans), die Mischungsrate
und den Reaktionsverlauf beeinflussen. Zusätzlich zeigt die Studie
des assumed PDF-Verfahrens von Gerlinger [Ger02] einen Bedarf für
die Weiterentwicklung der Skalar-Transportgleichungen. Das Monte-
Carlo Verfahren ist zur Zeit wegen der benötigten Rechenkapazitäten
für die Berechnung technisch relevanter Brennkammern nicht einsetz-
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bar.

Erst die Entwicklung von speziellen Modellen zur Reduzierung der
Rechenkosten und die Weiterentwicklung der Rechnertechnologien
werden den Einsatz von PDF-Methoden zur Simulation einer rea-
len Brennkammergeometrien ermöglichen. Das polynomiale Reaction
Mapping erlaubt, den Rechenaufwand sowohl für das Finite-Rate Mo-
dell als auch für die PDF-Methoden zu minimieren. Im letzten Fall
wird die höchste Effizienz durch das Einschließen der Fluktuations-
variablen in die Beschreibung des thermochemischen Zustandes er-
reicht. Dies führt zu Simulationsrechenzeiten für die assumed PDF
Methode in der Größenordnung des Finite-Rate Modells.

Die Reduzierung der chemischen Reaktionskinetik führt zu einer Be-
grenzung des Einsatzbereiches, so dass die Güte der reduzierten
Reaktionsbeschreibung für jedes untersuchte Verbrennungsproblem
analysiert werden muss. Die Verwendung des polynomialen Reaction
Mapping ermöglicht nun, die Rechenzeit soweit zu verringern, dass
die Reduzierung vollständig vermieden werden kann.

Sowohl bei der Entwicklung als auch bei der Analyse der vorhan-
denen Überschallbrennkammer ist es sinnvoll, zuerst die Simulation
mit einer möglichst rechengünstigen Methode (Finite-Rate Modell)
durchzuführen und danach bei Bedarf eine genauere Modellierungs-
methode (assumed PDF, Monte-Carlo PDF) einzusetzen. Mit dieser
Strategie wurde die Untersuchung sowohl des vorhandenen Brenn-
kammerkonzepts von Grünig [Grü99] (Kapitel 6) als auch des in Ka-
pitel 7 beschriebenen Konzepts realisiert. Das Finite-Rate Modell mit
einem vollständigen Reaktionsschema von Warnatz (Anhang A) wur-
de in beiden Fällen als Standardmodell verwendet. Sowohl bei der
Untersuchung des Konzeptes von Grünig als auch für die Entwick-
lung des ersten funktionsfähigen Prototyps des neuen Brennkammer-
konzepts reichten die Simulationen mit dem Finite-Rate Modell aus,
um die Hauptprobleme zu analysieren. Für die Weiterentwicklung
des neuen Konzeptes wird der Einsatz von PDF-Methoden notwen-
dig sein, um die komplizierten Mischvorgänge und deren Einfluss auf
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den Reaktionsablauf zu untersuchen und die Brennkammergeometrie
zu optimieren.
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4 Modellierte Konfigurationen

Die experimentelle Anlage [San03] zur Untersuchung der SCRamjet-
Brennkammer ist schematisch in Abbildung 4.1 dargestellt. Die Flug-
bedingungen werden mit Hilfe eines Vorheizers und einer Lavaldüse
simuliert. Die gefilterte Luft, die mit einem Druck von bis zu 13
bar bereitgestellt werden kann, wird mit Sauerstoff angereichert, um
dessen Verbrauch im Vorheizer zu kompensieren. Der Vorheizer kann
die Strömung bis auf 1400 K aufheizen. Der Massenstrom durch den
Kanal beträgt während des Experiments 300 g/s. Die vorgeheizte
Strömung wird in der Lavaldüse beschleunigt und tritt in die Brenn-
kammer mit einer Machzahl von 2.1 ein.

Lavaldüse
SCRamjet-

Brennkammer

Luft + O2:
p0 = 0 ..13 bar
T0 = 300 K

Vorheizer

H2:
p0 = 0 .. 100 bar
T0 = 300 K

durch Verbrennung
verunreinigte Luft:
p0 = 0 .. 13 bar
T0 = 300 ..1400 K
M → 0

Überschallströmung
M = 2.1

Simulation der Flugbedingungen

Abbildung 4.1: Schematische Darstellung der experimentellen An-
lage

4.1 Vorheizer

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden die Experimente [San03]
durch reaktionskinetische Studien des Vorheizers mittels Reaktor-
modellen unterstützt. Es existieren mehrere Methoden, um die To-
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taltemperatur (Enthalpie), die für experimentelle Untersuchung von
luftatmenden Triebwerken bei hoher Flugmachzahl erforderlich ist,
zu erreichen. Die Wichtigsten dabei sind:

• Wärmetauscher mit einem vorgeheizten keramischen Bett

• Direkte elektrische Aufheizung, z.B. Lichtbogenentladung

• Kompressionsaufheizung

• Vorverbrennung mit Sauerstoffzufuhr für die Anpassung des
Luftzusammensetzung

Jede der oben genannten Methoden hat Vorteile, Nachteile und Be-
grenzungen, die sehr detailliert von Pellett [PBC02] recherchiert wur-
den. Die letzte Methode, die Vorverbrennung, hat vor allem einen
sehr wichtigen Vorteil; die Kosten für die Vorverbrennung sind um
den Faktor größer 4 niedriger als bei allen anderen Methoden. Zusätz-
lich werden auch die längere Standzeit und die hohe Flexibilität
als Stärken dieser Methode genannt. Im Fall der Vorverbrennung
wird das Testmedium als ”vitiated air” bezeichnet, was schon auf
die Nachteile dieser Methode hindeutet. Der hohe Anteil des Was-
serdampfes (bei der Simulation der Flugmachzahl von 8 mit einem
Wasserstoff-Vorheizer beträgt der Wasserdampfanteil ca. 33%) beein-
flusst die chemischen und thermodynamischen Parameter der Test-
luft. Falls die Verbrennung im Vorheizer nicht optimal verläuft, be-
steht zusätzlich die potenzielle Gefahr der Anwesenheit von Reakti-
onszwischenprodukten, die den Reaktionsvorgang in der Brennkam-
mer wesentlich stärker beeinflussen als der Wasserdampf. Das heißt,
dass die Untersuchung des Vorheizers aufgrund ihrer hohen Bedeu-
tung parallel zu der Brennkammeruntersuchung stattfinden muss.

Die experimentelle Anlage wurde noch in der vorherigen Forschungs-
phase des SFB gebaut und für die weiteren Forschungsarbeiten
übernommen. Für die Aufwärmung der Luft wird ein Wasserstoff-
Vorheizer verwendet. Die Geometrie des Vorheizers ist detailliert in
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[San03] beschrieben. Der für die Aufheizung der Luftströmung not-
wendige Wasserstoff wird am Eintritt in den Vorheizer gezündet. Die
Flamme stabilisiert sich an den Flammenhaltern und hat einen diffu-
sen Charakter. Die Aufenthaltszeit des Gasgemisches im Vorheizer ist
relativ kurz, da die Vorheizerlänge nur 380 mm beträgt. Während der
Untersuchung des Vorheizerausbrands, die in Kapitel 5 noch detail-
liert vorgestellt wird, wurde ein Optimierungsbedarf am Reaktions-
vorgang festgestellt. Dieser wurde durch die Verwendung eines Vor-
mischers, der für die Vorbereitung des Wasserstoff-Luft-Gemisches
dient, optimiert. Der Vormischer ist in Kapitel 5 detailliert beschrie-
ben.

4.2 SCRamjet-Modellbrennkammer

Die Geometrie der Brennkammer ist in Abbildung 4.2 dargestellt.
Die Querschnittsfläche am Eintritt der Brennkammer beträgt 27,5
mm × 25 mm. Der Wasserstoff wird über die untersuchten Injekto-
ren 75 mm stromabwärts vom Brennkammereintritt eingedüst. Der
Wasserstoffmassenstrom kann durch die Änderung des Injektions-
drucks bis auf 2,3 g/s erhöht werden. 145 mm stromabwärts vom
Brennkammereintritt expandiert die Strömung auf einer Länge von
200 mm mit einem Winkel von 4◦, um ein thermisches Blockieren
der Strömung zu vermeiden [Grü99].

4° 

75

140 200 330

Injektor

27
.5Eintritt

Austritt

Abbildung 4.2: Geometrie der untersuchten SCRamjet-
Brennkammer
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4.3 Wasserstoffinjektoren

Während der vorherigen Phase des Forschungsprojektes wurde von
Grünig ein Injektor (Pylon–Injektor) (Abbildung 4.3) entwickelt,
der eine schnelle Zündung und eine intensive Reaktion inner-
halb der Brennkammer ermöglichte. Er besteht aus einem massi-
ven Körper, der durch eine Rampenstruktur an den Flanken Se-
kundärwirbel erzeugt. Der Wasserstoff wird mit einem Winkel von
30◦ zur Strömungsrichtung eingedüst. Eine detaillierte Beschreibung
des Konzeptes und der Ergebnisse ist in [Grü99] zu finden.

Eintritt

75

27
.5

Pylon

Strömungsrichtung

30˚

H2

H2

Abbildung 4.3: Pylon-Injektor

Der Pylon generiert eine sehr komplizierte dreidimensionale
Strömung, die einen großen Einfluss auf die Mischungsvorgänge und
folglich auf die Zündung und die Flammenausbreitung hat. Aufgrund
der Schwierigkeit, bei einer so komplizierten Strömungsform die ver-
schiedenen Einflüsse auf die Zündung und Flammenstabilisierung
voneinander separieren zu können und weil der massive Querschnitt
zu prohibitiv hohen Totaldruckverlusten führt, eignet sich diese Geo-
metrie weder für die gezielte Verfahrensentwicklung, noch ist sie ver-
brennungstechnisch besonders interessant.

Aus diesem Grund wurde ein Keil-Injektor (Abbildung 4.4) ent-
wickelt, der keine wirbelgenerierenden Elemente besitzt. Dieser ge-
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Abbildung 4.4: Keil-Injektor

stattet, zunächst die Wechselwirkung zwischen den Druck- und Tem-
peraturfeldern und der Zündung und der Flammenausbreitung zu
studieren und dann die erworbenen Kenntnisse für die Untersu-
chung der Brennstoffinjektion nachfolgend einzusetzen. Der Quer-
schnitt dieses Keil-Injektors ist schlanker als der des Pylon-Injektors
und hat einen Winkel von 45◦ an der vorderen und 90◦ an der hin-
teren Kante. Die Eindüsung des Treibstoffs erfolgt durch drei Boh-
rungen auf jeder Seite senkrecht zur Strömungsrichtung in der Mitte
der Strömung, um ein Eindringen des Wasserstoffs in die seitliche
Grenzschicht und somit die Zündung an dieser Stelle zu vermeiden.
Diese Injektorgeometrie erlaubt die Verwendung der in Abbildung
4.4 skizzierten Symmetrieebenen in der Rechnung und daraus resul-
tierend eine Reduzierung der Größe des Rechengebiets.
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5 Untersuchung des Vorheizers

5.1 Einfluss von Radikalen auf die Zündung

Testanlagen für SCRamjet-Brennkammern, die Flugbedingungen mit
einem wasserstoffbetriebenen Vorheizer (Vitiator) simulieren, wer-
den häufig wegen ihrer Einfachheit und ihrer niedrigen Herstellungs-
und Betriebskosten angewandt. Ein Problem ist aber der potenzielle
Einfluss des Vorheizers auf die Zündung und auf den Reaktionsver-
lauf in der Brennkammer durch die Verunreinigung der Testluft mit
Reaktionsprodukten und Reaktionszwischenspezies. Bei der idealen
Verbrennung im Vorheizer sollte die Testluft nur mit Wasserdampf
verunreinigt sein, was die Selbstzündung in der Brennkammer nur
geringfügig verzögert. Freie Radikale (H, O, OH), die sowohl bei
idealen als auch bei nicht-idealen Verbrennungsvorheizern entstehen,
können die Selbstzündung und die Flammenhaltung/Verbrennung
wesentlich beeinflussen. Die Recherche von Pellett [PBC02] zeigt,
dass das OH-Radikal die Zündverzögerungszeit um einen Faktor
größer 10 reduzieren kann, was v.a. bei niedrigeren Eintrittstempe-
raturen und Drücken wichtig ist. Der größte Effekt tritt im Bereich
zwischen 0.3 und 1 atm. bei ca. 900 K auf, was einer Flugmachzahl
von 3–4 entspricht. Das ist ein kritischer Bereich, da die Umschaltung
von Ramjet auf SCRamjet Modus oft für diesen Flugmachzahlbereich
vorgesehen ist. Der Effekt des H–Radikals ist infolge der Konkur-
renz zwischen der H + O2 → OH + O Kettenverzweigung und dem
H+O2+M → HO2+M Kettenabbruch ähnlich, was sehr kritisch in
Bezug auf Zündgrenzen, Zündverzugszeit und Flammenausbreitung
ist. Ferner nimmt das O–Radikal über die O+H2 → OH+H Ketten-
verzweigungreaktion Einfluss, die auch sehr wichtig für die Zündung
und Flammenausbreitung ist.

Die Anwesenheit von Zwischenspezies in der Strömung bedeutet, dass
die Reaktion noch nicht abgeschlossen ist, was zu einer Zunahme
von Temperaturfluktuationen führt [WMD97], deren Einfluss auf die
Zündung mit dem von Radikalen vergleichbar ist [GWGD94].
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Der Einfluss der Vorverbrennung auf den Reaktionsverlauf in einer
Überschallbrennkammer wurde von Mitani [MHS+97], [Mit95] un-
tersucht. Es wurde gezeigt, dass die Vorverbrennung zu einer inten-
siveren Reaktion in der Brennkammer im Vergleich zu derjenigen
bei Verwendung eines elektrischen Vorheizers führt. Unter manchen
Bedingungen wurde die Zündung nur mit Vorverbrennung erreicht.

Die Analyse der vorherigen Ergebnissen von Grünig [Grü99] und die
weitere detaillierte experimentelle Untersuchung der Brennkammer
[LSS02] zeigen, dass die Bedingungen zur Zündung in der Brenn-
kammer ungünstig sind, obwohl eine stabile und intensive Verbren-
nung experimentell beobachtet wurde. Da die Selbstzündung sehr
sensibel auf das Auftreten von Radikalen reagiert, wurde vermutet,
dass die Reaktionszwischenprodukte aus dem Vorheizer ein Grund
für dieses Phänomen sind. Um die Größenordnung des Radikalen-
einflusses auf die Zündung zu quantifizieren, wurde ein reaktionski-
netisches Modell erstellt (Abbildung 5.1), das aus zwei seriell ver-
bundenen adiabaten Konstantdruckreaktoren aus dem CHEMKIN
II Package besteht. Nachdem die Reaktion im ersten Reaktor abge-
schlossen ist und die Radikalenkonzentrationen den Gleichgewichts-
zustand erreichen, werden die Radikale (H, O, OH, HO2, H2O2) mit
einem Faktor k(0 ≤ k ≤ 1) multipliziert und das Reaktionsprodukt
(H2O) vollständig dem zweiten Reaktor zugeführt. Die Abhängigkeit
der Zündverzugszeit von der zugeführten Radikalenmenge im zwei-
ten Reaktor und die Zündverzugszeit des reinen Wasserstoff-Luft-
Gemisches bei einer Anfangstemperatur von 900 K und einem kon-
stanten Druck von 1 bar ist in Abbildung 5.2 dargestellt. Der enor-
me Einfluss der Radikale ist schon bei Zufuhr einer geringen Menge
sichtbar, während der Einfluss des Wassers relativ moderat ist. Das
bedeutet, dass der Einfluss des Vorheizers schon bei geringer Ra-
dikalenemission eine entscheidende Rolle für die Zündung und die
Flammenausbreitung in der Brennkammer spielen kann. Man sieht
also eindeutig, dass die Bedingungen für die Zündung in der Ver-
suchsbrennkammer auch dann günstiger als im Fall mit reiner Luft
sind, wenn im Vorheizer das thermodynamische Gleichgewicht er-
reicht wird.
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Wasserstoff-Luft
Gemisch φ = 1 Konstantdruckreaktor 1

T0 = 900 K   p =1 bar H, O, OH
k

H2O

HO2, H2O2 

Konstantdruckreaktor 2

T0 = 900 K   p =1 bar

Produkte

Wasserstoff-Luft
Gemisch φ = 1

Abbildung 5.1: Reaktionskinetisches Modell zur Untersuchung des
Einflusses von Radikalen und Wasser auf die Zünd-
verzugszeit
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Abbildung 5.2: Abhängigkeit der Zündverzugszeit von den Radi-
kalen und vom Wasser

5.2 Untersuchung der Radikalenquelle

Eine einfache Analyse des Vorheizers zeigte, dass die Aufenthaltszeit
des reagierenden Gases im Vorheizer ausreicht, um die Reaktion vor
der Lavaldüse abzuschließen, wenn das reagierende Gas als ein per-
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fektes Gemisch angenommen wird [SS00]. Das heißt, dass die Kon-
zentration der Zwischenprodukte vor der Lavaldüse dem thermody-
namischen Gleichgewicht entspricht. Außerdem ist zu bemerken, dass
die Absenkung der statischen Temperatur in der Lavaldüse zur Ver-
schiebung des Gleichgewichts und folglich zur Absenkung der Radi-
kalenkonzentration führt. In der Realität liegt jedoch kein perfektes
Gasgemisch im Vorheizer vor, d.h. die Mischung findet parallel zur
Verbrennung statt. Folglich wird durch die Anwesenheit schlecht ge-
mischter Zonen einerseits die Reaktion verzögert und andererseits die
Reaktionszone verlängert und stromabwärts verschoben. Das kann
dazu führen, dass die Aufenthaltszeit im Vorheizer für die Mischung
und die vollständige Reaktion nicht mehr ausreicht. Falls aber die
Reaktion in die Lavaldüse verschoben wird, wird sie durch den Tem-
peraturabfall stark beeinflusst, d.h. die stark temperaturabhängi-
gen Reaktionsraten sinken. Die beschriebenen Vorgänge können zum
Auftreten von Radikalen in der Brennkammer beitragen.

Im Hinblick auf die Mischungsvorgänge werden nun drei unterschied-
liche Hypothesen betrachtet: ein starker räumlicher Konzentrati-
onsgradient, ein langsamer Reaktionsverlauf in kalten Grenzschich-
ten des Vorheizers und der Lavaldüse (die Wände des Vorheizers
und der Lavaldüse besitzen eine Wasserkühlung) und ein inhomo-
gener zeitlicher Konzentrationsverlauf, der oft statistisch mit Hilfe
von Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (PDF) behandelt wird. Da
die Geschwindigkeit der Wasserstoffjets sehr hoch im Vergleich zur
Strömungsgeschwindigkeit ist und die Grobverteilung des Brennstoffs
durch die Ferne des Injektors sichergestellt ist, ist eine starke räum-
liche Inhomogenität des Gemisches unwahrscheinlich. Eine durch die
Abkühlung verlangsamte Reaktion in der Grenzschicht sowie auch ein
Konzentrationsgradient müssten zu einer Streifenstruktur der Radi-
kalenverteilung führen, was aber den OH-LIF Messungen [LSS02]
widerspricht. Grundsätzlich ist es wesentlich schwieriger, eine hohe
zeitliche Mischungsqualität bis hinunter zu den kleinsten turbulenten
Skalen zu erreichen als ein über den Querschnitt homogenes zeitge-
mitteltes Brennstoffprofil. Aus diesem Grund und weil lokale zeitliche
Ungemischtheiten durch OH-LIF Messungen in Überschallströmun-



5.2 Untersuchung der Radikalenquelle 93

gen nur schwierig zu erfassen sind, wird davon ausgegangen, dass die
am Brennkammereintritt detektierten Radikale durch starke zeitliche
Ungemischtheiten verursacht werden.

Da die Komplexität der Vorheizergeometrie eine CFD-Simulation
nicht gestattet, wurde ein reaktionskinetisches Modell (Abbildung
5.3) entwickelt, um den Reaktionsverlauf unter dem kontinuierlichen
Einfluss von Mischung und Temperaturabfall abzuschätzen und folg-
lich die Hypothese zu bestätigen. Die Hauptidee des Modells ist, eine
fettere Verbrennung im Vorheizer zu realisieren und einen Reaktions-
verlauf in der Lavaldüse unter der kontinuierlichen Zugabe von Luft
zu berechnen. Damit geht man von der Vorstellung aus, dass im
Vorheizer Strähnen mit Luftmangel existieren, die bei Zumischung
von weiterer Luft im Vorheizer und in der Düse als kontinuierliche
Radikalenquelle dienen. Für die Berechnung der Reaktion in der La-
valdüse wurde ein Plug-Flow Reaktor (eigener Code) verwendet. In
der Düse sind die Beschleunigung, der Druck und die Temperatur ei-
ne Funktion der Machzahl, die vom Düsenquerschnitt abhängig ist.
Da bei der Plug-Flow-Simulation normalerweise die Zeitabhängig-
keit berechnet wird, wurde die zeitliche Koordinate durch den Ge-
schwindigkeitsverlauf aus der räumlichen x-Koordinate bestimmt.
Die Strömungsparameter wurden während der Berechnung laufend
aktualisiert.

Am Vorheizeraustritt wurde die Strömung aufgeteilt: die wasserstoff-
reiche Strömung repräsentiert die fette Mischung im Nachlauf der
Eindüsungsöffnungen und die reine Luft die Strömung, die zwischen
den Eindüsungsöffnungen hindurchströmt. In der Zone der wasser-
stoffreichen Strömung, wo die Reaktion startet, wurde ein Äquiva-
lenzverhältnis von φ = 5 ausgewählt. Für die Modellierung der fet-
ten Verbrennung wird der equilibrium reactor von CHEMKIN II
verwendet. Der Druck im Reaktor beträgt 7.5 bar und die Anfangs-
temperatur liegt bei 300 K. Das Abgas strömt mit einer Temperatur
von 1403 K in den plug flow reactor (eigener Code), wo es sich
während der Beschleunigung in der Lavaldüse mit der Luftströmung
mischt und weiterreagiert.
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Equil
p = 7.5 [bar]

f = 5
Tout=1403 [K]

x [mm]

Lavaldüse

Plug-Flow-Reaktor

Luftströmung

Mischung

M=f(x), p=f(M), T=f(M),
u=f(M,T), x=f(u,t)

Brennkammer

H2
3 [g/s]

T = 300 [K]

Luft
300 [g/s]

T = 300 [K]

279.4 [g/s]

20.6 [g/s]

BrennkammerLavaldüse

H2

Abbildung 5.3: Reaktionskinetisches Modell des Vorheizers
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Abbildung 5.4: Temperatur (links), H− und OH−Radikale
(rechts) am Austritt der Lavaldüse für verschiedene
Mischungsraten

Die Simulation zeigte, dass die Strömung das thermodynamische
Gleichgewicht während der Mischung und der Beschleunigung rela-
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tiv schnell erreicht. Folglich kann die Radikalenkonzentration durch
die Auswahl des Mischungsszenarios entlang der Lavaldüse gesteuert
werden. In den Simulationen wurde eine konstante Mischungsinten-
sität angenommen. Die globale Mischungsrate wurde als das Verhält-
nis von der Aufenthaltszeit in der Düse tauf zu der vollständigen
Mischungszeit von beiden Strömen tmisch definiert. Bei tauf = tmisch

werden die beiden Ströme exakt am Ende der Düse vollständig ge-
mischt. Bei tauf < tmisch ist die Mischung der beiden Ströme am Ende
der Düse noch nicht abgeschlossen. Die Aufenthaltszeit des Gases in
der Lavaldüse hängt von der Temperatur am Anfang der Düse und
von der Oxidation des Wasserstoffs in der Düse ab.

Die für die Reaktion notwendige Zeit steigt, wenn die Mischungs-
intensität sinkt. Die Simulation wurde für fünf verschiedene Mi-
schungsraten 0.934, 0.408, 0.320, 0.264 und 0.197 durchgeführt. Der
Einfluss der globalen Mischungsrate auf die statische Temperatur
und auf die Molenbrüche der H– und OH–Radikale in der reagieren-
den Strömung am Austritt der Düse ist in Abbildung 5.4 dargestellt.
Den Wasserstoffverbrauch in der Lavaldüse für die verschiedenen Mi-
schungsraten zeigt Abbildung 5.5.

Falls ein vollständiger Ausbrand im Vorheizer bei φ = 0, 35 erreicht
wird, erhält man eine Totaltemperatur von 1300 K. Sie entspricht
einer statischen Temperatur von 700 K am Austritt der Lavaldüse
bei einer Machzahl von 2,1. Interessanterweise entspricht die Tempe-
ratur am Austritt der Düse dem Fall des vollständigen Ausbrands,
solange die Mischungsrate in der Lavaldüse nahe bei eins liegt. Aus
diesem Ergebnis kann man schließen, dass die Aufenthaltszeit in der
Düse für eine vollständige Verbrennung des Wasserstoffs ausreichend
ist, falls die vollständige Mischung stromaufwärts des Düsenaustritts
erfolgt. Die Berechnungen zeigen, dass die Reaktion noch vor dem
Düsenhals abgeschlossen ist (Abbildung 5.4 rechts). Die Radikalen-
konzentration ist in diesem Fall vernachlässigbar, da die statische
Temperatur nach dem Hals sehr gering ist. Bei Abnahme der Mi-
schungsrate reagiert die brennstoffreiche Strömung nach dem Düsen-
hals weiter, da das Oxidationsmittel davor nicht ausgereicht hat. In
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Abbildung 5.5: Wasserstoffverbrauch in der Lavaldüse

diesem Fall ist eine starke zeitliche Temperaturschwankung am Aus-
tritt der Düse zu erwarten, die durch lokale nicht gemischte kalte
Zonen (Luftströmung) und heiße Zonen mit Luftmangel entsteht.
Folglich steigt die Radikalenemission. Es ist damit zu rechnen, dass
die im Vergleich zum thermodynamischen Gleichgewicht höhere Ra-
dikalenmenge und die starke Temperaturschwankung die Zündung
und den Verbrennungsablauf in der SCRamjet-Brennkammer enorm
beeinflusst. Die Studie führt zu dem interessanten Ergebnis, dass bis
zum Düsenaustritt lokale Gebiete mit Luftmangel vorliegen müssen,
wenn die Radikalenkonzentrationen Werte weit über dem Gleichge-
wicht erreichen. Weil der Vorheizer mit einem hohen Luftüberschuss
betrieben wird (φ = 0.35), ist daraus auf eine sehr schlechte Fein-
mischung zu schließen, die wahrscheinlich sehr große hochfrequente
Temperaturfluktuationen zu Folge hat.
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5.3 Modifizierung des Vorheizers

H2

H2 - Luft Gemisch

Wirbelgeneratoren

H2

Luft

Abbildung 5.6: Konstruktion des Vormischers

Die kinetische Studie ergab eindeutige Richtlinien für das Design des
Vorheizers. Um dessen Einfluss auf die Verbrennung in der Brenn-
kammer zu minimieren, müssen die Verbrennungszwischenprodukte
am Austritt der Düse minimiert werden. Es ist erwünscht, dass die
Vermischung noch vor dem Düsenhals abgeschlossen wird. Wie schon
gezeigt, hängt der Ausbrand von der Intensität der turbulenten Mi-
schung, bzw. von den zeitlichen Mischungsschwankungen ab. Da eine
wesentliche Verbesserung der Vermischung für die nicht vorgemisch-
te Flamme ohne eine komplette Änderung der Vorheizergeometrie
nur schwer zu erreichen ist, ist die Alternative, die Mischung und die
Reaktion räumlich zu entkoppeln, vorzuziehen. Der Ausbrand kann
deutlich verbessert werden, wenn eine vorgemischte Verbrennung an
die Stelle der Diffusionsflamme tritt. Um das zu realisieren, wer-
den ca. 50% des für die Vorheizung notwendigen Wasserstoffmassen-
stroms stromaufwärts des Vorheizers eingedüst und mit Hilfe eines
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Wirbelgenerators (Abbildung 5.6) mit der Luft vermischt. Vier trian-
guläre Platten generieren vier gegeneinander rotierende Wirbelpaare.
Dies gestattet den Brennstofftransport auf großen Längenskalen und
führt zu einer perfekten Vermischung innerhalb einiger hydraulischer
Durchmesser. Der Brennstoff wird an den Plattenenden in die Luft-
strömung eingedüst. Der Vorheizer kann nun in zwei Modi betrieben
werden. Im Folgenden wird das Regime ohne Vormischung als Mo-
dus 1 und das Regime mit Voreindüsung als Modus 2 oder als der
radikalenfreie Modus bezeichnet.

Die Effizienz des Vormischers wurde von Sander [San03] durch OH-
LIF Messungen im Austritt der Lavaldüse experimentell bewiesen.
Die Aufnahmen für eine Totaltemperatur von 1300 K sind in Ab-
bildung 5.7 dargestellt. Man sieht ein deutliches OH– Fluoreszenz-
signal in Modus 1, während in Modus 2 kein Signal detektiert
werden konnte. Dies bedeutet, dass die Radikalenemission durch
die Vormischung verringert wurde und unter der Detektionsgren-
ze des optischen Messsystems liegt. Wie sowohl aus der Recher-
che von Pellett [PBC02] bekannt ist, als auch in der Untersuchun-
gen von Sander [San03] gezeigt wurde, spielt die Gaszusammenset-
zung am Brennkammereintritt bei Brennkammern mit einer verlust-
armen Flammenstabilisierung eine entscheidende Rolle und kann zur
Verfälschung der Ergebnisse führen. Nur für Brennkammerdesign mit
hohen Totaldruckverlusten ist der Effekt der Testluftverunreinigung
vernachlässigbar. Die durchgeführte Studie mit nachfolgender Mo-
difizierung des Vorheizers erlaubt die Durchführung sinnvoller Ex-
perimente mit Luftvorheizung durch Verbrennung auch im Fall der
technologisch besonders interessanten, verlustarmen Flammenstabi-
lisierung. Dabei darf aber nicht vergessen werden, dass auch im Fall
der perfekten Verbrennung im Vorheizer, die Zündung fördernde Ra-
dikale nicht zu vermeiden sind. Daher ist für extreme Fälle eine Über-
prüfung mit einer radikalenfreien Vorheizungsmethode nötig.
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Abbildung 5.7: OH-LIF Signal am Austritt der Lavaldüse: links -
Mode 1 ohne Vormischung, rechts - Mode 2 mit
Vormischung [San03]

5.4 Schlussfolgerungen

• Die Reaktorstudie zeigt, dass vorgemischtes Gas wesentlich
schneller unter Anwesenheit von Radikalen reagiert.

• Der hohe Wasseranteil in der vorgeheizten Luft hat einen Inhi-
bitionseffekt auf die Zündung, der aber viel schwächer ist als die
Beschleunigung der Zündung durch Radikale.

• Eine unvollständige Verbrennung im Vorheizer verursacht zeit-
liche Temperaturschwankungen, die einen starken Einfluss auf
die Reaktion in der Brennkammer haben.

• Die Untersuchung von verlustarm stabilisierten Überschall-
flammen erfordert ein spezielles Design des Vorheizers. Ein
vollständiger Ausbrand muss vor dem Austritt aus der La-
valdüse erreicht werden.

• Die durch den Vorheizer emittierten Radikale können durch eine
pilotierte teilvorgemischte Flamme effizient vermieden werden.
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• Da die Reaktion im Vorheizer mischungskontrolliert ist, kann
der Ausbrand nur durch eine Verbesserung der Mischung forciert
werden. Dies kann eher durch eine Voreindüsung von Brennstoff
in die Testluft stromaufwärts des Vorheizers als durch eine Ver-
größerung der Aufenthaltszeit im Vorheizer erreicht werden.

• Eine effektive Vermischung erfordert eine Sekundärströmung in
der Luftversorgungsleitung und eine in Bezug auf Position und
Richtung günstige Eindüsung des Brennstoffs.

• Da das Design eines geeigneten Vorheizers mit Vorverbrennung
einfach möglich ist, bietet diese Lösung eine kostengünstige Al-
ternative zu elektrischen Vorheizern.
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6 Strebenförmige Injektoren

Das Hauptproblem bei der Entwicklung von SCRamjet-Triebwerken
liegt in der Vermischung des Treibstoffs mit der durchströmenden
Luft und in der Realisierung der Zündung und der Flammenstabi-
lisierung, wobei die Verluste minimal bleiben müssen. Während der
langen Forschung auf dem Gebiet der SCRamjet-Technologie wurden
verschiedene Eindüsungsmöglichkeiten und Flammenstabilisierungs-
konzepte getestet, wie die Wandeindüsung, die Rampeneindüsung,
sowie die Verwendung von Wandvertiefungen und Wandstufen für
die Erzeugung von Rezirkulationszonen mit guten Zündbedingun-
gen. In jüngerer Zeit richtete sich das Interesse vornehmlich auf
Eindüsungs- und Flammenstabilisierungskonzepte mit strebenförmi-
gen Injektoren für die Eindüsung des Treibstoffs. Der Vorteil derar-
tiger Injektoren liegt darin, dass sie den Treibstoff in die Mitte der
Strömung bringen und folglich die Reaktion und die Wärmefreiset-
zung nur dort stattfinden kann. Dies löst das Problem der extremen
Wärmebelastung der Wände, die im Fall der Wandeindüsung auf-
tritt. In der dritten Forschungsphase des Sonderforschungsbereichs
255 wurden von Grünig [Grü99] verschiedene Injektorgeometrien un-
tersucht und deren Eignung zur Flammenstabilisierung durch die
Analyse der Reaktionsintensität quantifiziert. Die stärkste Reaktion
wurde bei der Verwendung des Pylon-Injektors mit einer Rampen-
struktur an den Flanken, der in Abschnitt 4.3 beschrieben wurde,
beobachtet. Ein Ziel der vorliegenden Arbeit war die detaillierte Un-
tersuchung von Strömungs- und Reaktionsvorgängen in der Brenn-
kammer bei Einsatz von strebenförmigen Injektoren im Zusammen-
hang mit durch Testluftverunreinigungen verursachten Effekten. In
diesem Abschnitt werden das Betriebsverhalten des strebenförmigen
Injektors mit Hilfe numerischer Simulation untersucht und ein Ver-
gleich mit den experimentellen Ergebnissen von Sander [San03] an-
gestellt. Die numerischen und experimentellen Untersuchungen wur-
den sowohl für heiße (T0 = 1300K p0 = 7.5 bar) als auch für kalte
(T0 = 300 K p0 = 7.5 bar) Eintrittsbedingungen durchgeführt. Bei
der Simulation der heißen Strömung wurde eine ideale Luftzusam-
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mensetzung angenommen, da die komplizierte Reaktions-Mischungs-
Wechselwirkung, die in Abschnitt 5 beschrieben wurde, mit den der-
zeit existierenden Modellen nicht zu erfassen ist. Die aus der numeri-
schen Simulation gewonnenen Ergebnisse für die radikalenfreie Test-
luft (Stoßsystem, Temperatur- und Geschwindigkeitsfeld, räumliche
Verteilung des Treibstoffs und der Reaktionsverlauf) und deren expe-
rimentelle Validierung ermöglichen, insbesondere Aussagen darüber
zu machen, ob und in welcher Weise die Zusammensetzung der in den
Experimenten [San03] mittels Vorverbrennung aufgeheizten Luft, die
Ergebnisse beeinflusst.

6.1 Rechengitter

Bei der Simulation von Überschallströmungen ist eine sehr feine
räumliche Auflösung des Rechenvolumens erforderlich, um das in-
duzierte Stoßsystem und die Stoß–Grenzschicht–Wechselwirkung be-
rechnen zu können. Bei der Vernetzung von komplizierten Geometri-
en, die einen kontinuierlichen Übergang von extrem feinem Gitter auf
ein relativ grobes Gitter erfordert (z.B. die Kopplung der Gitter in
der Nähe der Eindüsungsöffnungen) kann man durch die Verwendung
von unstrukturierten, gemischten (tetrahedral–hexahedral) Netzen
den Zeitaufwand für die Generierung des Rechennetzes stark reduzie-
ren. Die Testsimulationen mit solchen Gittern zeigen aber eine sehr
schlechte Konvergenz im Vergleich zu den strukturierten hexahedra-
len Netzen. Ein Grund dafür ist eine wesentlich ungenauere Diskreti-
sierung der Erhaltungsgleichungen. Zusätzlich ist eine visuelle Kon-
trolle der Gitterdeformationen und eine entsprechende Korrektur des
Netztes bei der Erzeugung dreidimensionaler, unstrukturierter Re-
chengitter schwierig, was zum Auftreten von stark verformten und
asymmetrischen Rechenzellen führen kann. Aus diesem Grund wur-
den für die numerischen Arbeiten (Abschnitte 6 und 7) ausschließlich
strukturierte hexahedrale Rechennetze verwendet. Die adaptive Git-
terverfeinerung wurde angewandt, um die räumliche Auflösung in kri-
tischen Strömungsbereichen, wie z.B. bei Stößen und Grenzschicht-
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ablösungen, ohne einen enormen Anstieg der Rechenzellenanzahl zu
erhöhen. Für das Studium der Strömungs- und Reaktionsphänomene
in der Brennkammer wurden sowohl dreidimensionale als auch zwei-
dimensionale Simulationen durchgeführt. Die Gitterstruktur für die
dreidimensionale Simulation ist in Abbildung 6.1 dargestellt. Bei der
zweidimensionalen Simulation, die für die Untersuchung der Luft-
strömung ohne Brennstoffeindüsung dient, wurde die gleiche Gitter-
struktur unter Vernachlässigung der dritten Dimension Z verwendet.
In einigen Testberechnungen wurde die Zellengröße variiert, wobei
aber die Struktur des Gitters gleich blieb.

X
Y

Z

Strut-Injektor

Eindüsungs-
öffnungen

Abbildung 6.1: Gitterstruktur bei der Vernetzung der Rechengeo-
metrie

6.2 Stoßsystem

Die zweidimensionale Simulation der Strömung in der Brennkammer
wurde bei den Betriebsbedingungen p0 = 7.5 bar, T0 = 1300K, M =
2.15 und einem Blockprofil für die Geschwindigkeit am Eintritt
durchgeführt, um das von dem Injektor erzeugte Stoßsystem und
die Verteilung der statischen Temperatur zu analysieren. Die mitt-
lere Zellengröße des Anfangsgitters beträgt 1 mm. Das Rechengit-
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ter wurde an den Stoßpositionen während der Berechnung verfei-
nert. Die Verteilung der Temperatur und der Machzahl ist in Abbil-
dung 6.2 dargestellt. Die Analyse des Temperaturfeldes zeigt, dass
die für die Selbstzündung des Wasserstoffs notwendige Temperatur
(TZündung > 860 K) nur im Injektorbereich erreicht wird, da nach der
Brennkammerexpansion, die 65 mm nach dem Injektor stattfindet,
die statische Temperatur unter die Zündgrenze sinkt. Das Maximum
des Temperaturfeldes liegt in der Mitte der Brennkammer im Nach-
lauf des Injektors und in den Kreuzungspunkten der reflektierten
Stöße. Dabei spielt der Verlust der kinetischen Energie im Nachlauf
des Injektors die dominierende Rolle, wobei der Einfluss des Stoßsys-
tems von zusätzlicher Bedeutung ist. Die gleiche Temperaturvertei-
lung wurde experimentell von Sander [San03] mit Hilfe der Raman-
Spektroskopie gemessen. Offensichtlich kann die Zündung des Was-
serstoffs nur im Nachlauf des Injektors stattfinden. Die Strömungs-
ablösung am Austritt der Brennkammer wird durch den geringen
statischen Druck und durch den folglich überexpandierten Charak-
ter der Strömung verursacht.

6.3 Zündungszonen

Wie schon bei der Untersuchung des Stoßsystems gezeigt wurde, liegt
die Temperatur im Nachlauf des Injektors über der Zündungsgrenze
des Wasserstoffs. Die hohe statische Temperatur ist eine notwen-
dige aber nicht ausreichende Voraussetzung für die Zündung. Für
den Reaktionsbeginn ist zusätzlich die Vermischung von Brennstoff
und Oxidator erforderlich, was aber im untersuchten Fall nicht ge-
geben ist. Die Eindüsung des Wasserstoffs ist nur wenige Millimeter
stromaufwärts von der potenziellen Zündungszone entfernt und fin-
det senkrecht zur Strömung statt. Das bedeutet, dass die Mischungs-
zeit extrem gering ist, da die Strömungsgeschwindigkeit der Luft ca.
1000 m/s beträgt. Zusätzlich wird der Wasserstoff wegen der kri-
tischen Durchströmung der Injektionsöffnung bei etwa 240 K ein-
gedüst, was zu einer Senkung der Gemischtemperatur führt.
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Abbildung 6.2: Zweidimensionale Strömungssimulation in der
Brennkammer

Die komplizierte Wechselwirkung der beschriebenen Vorgänge ver-
hindert bei einer vollständigen Simulation die Abschätzung der
Einzeleinflüsse. Aus diesem Grund wurde zunächst eine Simula-
tion durchgeführt, bei der der Brennkammer ein Wasserstoff-Luft-
Gemisch zugeführt wurde. Dies ermöglicht, den Effekt der Mischung
mit der extrem niedrigen Brennstofftemperatur vom reinen Zündvor-
gang abzukoppeln und die Zündzone in Bezug auf die Aufenthalts-
zeit zu untersuchen. Da das Rechenvolumen relativ klein ist, kann
die zweidimensionale Rechnung mit dem elementarkinetischen Ver-
brennungsmodell mit hoher Ortsauflösung mit moderatem Aufwand
durchgeführt werden. Die mittlere Zellengröße beträgt 0.1 mm.

Das Beispiel mit einem Äquivalenzverhältnis φ = 1, einer Totaltem-
peratur T0 = 1300 K und einem Totaldruck p0 = 7.5 bar zeigt, dass
die Zündung des Brennstoffs erwartungsgemäß im heißen Nachlauf
des Injektors erfolgt, und dass sich die Flamme aufgrund des fehlen-
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den Quertransports durch Sekundärwirbel zunächst kaum ausbreiten
kann. Nach der Interaktion mit den an der Wand reflektierten Stößen
wird die Reaktionszone sogar kontrahiert. Die instationäre Simula-
tion wurde mit einem nicht-reagierenden Zustand als Anfangsbedin-
gung gestartet. In Abbildung 6.3 sind links die Zündungszone hinter
dem Injektor am Anfang der Rechnung und rechts die sich davon
ausbreitende Reaktion zu erkennen. Im untersuchten Fall erfolgt die
Zündung ausschließlich durch den starken Totaldruckverlust im In-
jektornachlauf, während das vom Injektor produzierte Stoßmuster
von völlig untergeordneter Bedeutung ist. Dies steht in völligem Ge-
gensatz zur bisherigen Vorstellung von der stoß-induzierten Zündung.
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Abbildung 6.3: Zündung im Nachlauf des Injektors (links) und Re-
aktionszone (rechts)

6.4 Grenzschichteffekte bei der Injektorum-

strömung

Die beschriebenen Untersuchungen der Strömung in der Brenn-
kammer und der Zündzone im Nachlauf des Injektors wurden
unter der Annahme idealer Eintrittsbedingungen durchgeführt.
In Realität bildet sich in der Lavaldüse eine Grenzschicht aus,
die die reale Machzahl am Austritt der Düse verringert, was zu
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Abbildung 6.4: Machzahlprofil am Austritt der Lavaldüse

einem steilen und stärkeren Bugstoß führt. Zusätzlich spielt die
Grenzschicht eine wichtige Rolle bei der Stoßreflektion an der Wand,
da ein über den Stoß entstehender Druckgradient zur Ablösung der
Grenzschicht führen kann, was folglich die Position des reflektierten
Stoßes verschiebt [Abr58]. Die bisher beschriebene Untersuchung
der Zündzone im Nachlauf des Injektors mit vorgemischten Gasen
wurde unter idealen Eintrittsbedingungen durchgeführt, um die
Zündung des Gemisches durch die Ablösung der Grenzschicht zu
vermeiden. Für die weitere Untersuchung der Mischung und Ver-
brennung soll die Grenzschicht nicht mehr vernachlässigt werden, da
sowohl die Zündzone im Injektornachlauf als auch die Mischung des
eingedüsten Treibstoffs dadurch verändert werden können. Zusätz-
lich kann man die Simulationsergebnisse nur bei Berücksichtigung
der Grenzschichteffekte mit experimentellen Ergebnissen vergleichen.

Da das wahre Eintrittsprofil experimentell nicht zu bestimmen
war, wurde eine zweidimensionale Simulation der Strömung in der
Lavaldüse durchgeführt, um realistische Eintrittsbedingungen zu
erreichen. Das Machzahlprofil am Austritt der Lavaldüse, das für
kalte Bedingungen (T0 = 300 K, p0 = 7.5 bar) berechnet wurde,
ist in Abbildung 6.4 dargestellt. Die Grenzschicht verringert durch



108 6 Strebenförmige Injektoren

die Veränderung der effektiven durchströmten Fläche die Aus-
strömmachzahl. Das Profil erreicht ein Maximum von 2.1 in der
Mitte der Strömung, was auch von Sander [San03] experimentell
nachgewiesen wurde.

Um die Stoß-Grenzschicht-Wechselwirkung simulieren zu können,
muss ein extrem feines Gitter verwendet werden. Aus diesem Grund
wurde eine räumliche Diskretisierung von 0.1 mm gewählt. Die Er-
gebnisse der mit dem Eintrittsprofil durchgeführten Simulation (kalte
Bedingungen: p0 = 7.5 bar, T0 = 300 K) zeigen einen deutlichen Un-
terschied zu den Simulationsergebnissen mit einem konstanten Ein-
trittsprofil. Der Vergleich des gerechneten Dichtefelds um den Injek-
tor mit der entsprechenden Schattenaufnahme [San03] ist in Abbil-
dung 6.5 dargestellt und liefert eine sehr gute Übereinstimmung was
die Lage der Stöße und deren Reflexionen betrifft.
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Abbildung 6.5: Untersuchung der Injektorumströmung, links Dar-
stellung des gerechneten Dichtefeldes, rechts Schat-
tenaufnahme

Eine geringere Machzahl und die Existenz der Grenzschicht führen
dazu, dass der Bugstoß vor dem Injektor mit einem wesentlich stei-
leren Winkel auftritt und eine starke Ablösung der Grenzschicht ver-



6.4 Grenzschichteffekte bei der Injektorumströmung 109

ursacht. Die Grenzschichtablösung, die sich wie ein fester Körper
auswirkt, induziert Stöße stromaufwärts vom Injektor. Die Folge da-
von ist eine wesentliche Erhöhung der statischen Temperatur und
der Turbulenzproduktion, was einerseits die Bedingungen für die
Mischung und die Selbstzündung des Wasserstoffs verbessert aber
andererseits zum Anstieg der Totaldruckverluste führt. Ein weite-
rer Effekt der stromaufwärts verlagerten Stoßreflexion ist, dass der
Kreuzungspunkt der reflektierten Bugstöße im Totwassergebiet des
Injektors liegt. Der höhere Druck nach dem Kreuzungspunkt brei-
tet sich durch das Unterschallgebiet des Totwassers stromaufwärts
aus und verbreitert die Unterschallzone nach dem Injektor. Dies be-
deutet, dass die potenzielle Zündzone mit hoher statischer Tempera-
tur größer wird. Daraus folgt, dass bei dieser Injektorgeometrie die
Grenzschicht die Bedingungen für Zündung und Flammenstabilisie-
rung wesentlich verändert und nicht vernachlässigt werden darf. Die
gute Übereinstimmung der numerischen Simulation mit der Schat-
tenaufnahme beweist, dass der verwendete CFD-Code die komplizier-
te Stoß-Grenzschicht-Wechselwirkung mit einer hohen Genauigkeit
berechnen kann und folglich für die numerischen Arbeiten einsetzbar
ist.

Wie die zweidimensionale Simulation zeigt, existiert eine starke
Wechselwirkung zwischen dem Bugstoß und der Grenzschicht, die
das Stoßsystem und die Mischung bzw. die Zündbedingungen beein-
flusst. Eine ähnliche Grenzschichtablösung tritt auch am Übergang
vom Injektor zu den Seitenwänden auf, die Stöße senkrecht zur zwei-
dimensionalen Simulationsebene induziert. Dieser Effekt wurde mit
Hilfe einer dreidimensionalen Simulation untersucht. Diese wurde in
kalter Strömung unter Verwendung eines in der Lavaldüse berechne-
ten 3D-Eintrittsprofils (p0 = 7.5 bar, T0 = 300 K) durchgeführt. Bei
der Vernetzung der Rechengeometrie wurden zwei Symmetrieebenen
verwendet, so dass nur 1/4 der Brennkammer berechnet werden mus-
ste (Abbildung 6.6). Die mittlere Zellengröße beträgt 0.25 mm. Das
Dichtefeld in beiden Symmetrieebenen und an der unteren Wand ist
in Abbildung 6.6 dargestellt. Man erkennt einen starken Dichtegra-
dienten durch den Bugstoß und die dadurch abgelöste Grenzschicht
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(Position 1). Die Ablösungen der Grenzschicht an den Seitenwänden
im Bereich des Injektors (Position 2) sind deutlich schwächer und
ihre Bedeutung für die Zündung ist gering. Da die potenzielle Zünd-
zone im Unterschallbereich hinter dem Injektor liegt, kann sich der
Einfluss der Grenzschichtablösung an den Injektorfüßen durch die
Veränderung dieses Bereiches auswirken. Der Unterschallnachlauf
des Injektors ist in Abbildung 6.7 dargestellt. Man sieht eine sym-
metrische Deformation der Unterschallzone, die eindeutig durch die
Ablösung an den Seitenwänden verursacht wird. Die zwei schma-
len Unterschallzonen an den Seitenwänden dürften aber keinen Ein-
fluss auf die Zündung haben: sie sind klein und liegen außerhalb
des Eindüsungsbereichs. Da das Strömungsfeld stromabwärts der
Eindüsungsöffnungen relativ homogen ist, ist es zulässig, das Rechen-
gebiet für die Simulation der Eindüsung und der Verbrennung auf ein
Segment mit seitlichen Symmetrieebenen (Abbildung 6.8) zu begren-
zen. Dadurch wird der Aufwand reduziert, so dass die Simulation der
Eindüsung und der chemischen Kinetik unter Berücksichtigung der
Reaktionszwischenprodukte möglich wird.

6.5 Mischung und Zündung

Die Simulation der Wasserstoffeindüsung wurde für die heiße
Strömung durchgeführt. Nach dem gleichen Verfahren wie bei der Be-
rechnung der kalten Strömung wurden die Profile in der Lavaldüse
berechnet und als Eintrittsbedingungen für das Brennkammerseg-
ment eingesetzt. Die Totaltemperatur und der Totaldruck des Luft-
stroms betragen 1300 K bzw. 7.5 bar. Der Wasserstoff wurde kritisch
(MH2

= 1) mit p0 H2
= 24 bar und T0 H2

= 300 K eingedüst. Die Mach-
zahl erreicht ein Maximum von 2.1 in der Mitte des Strömungskanals.
Das Rechengitter entspricht der in Abschnitt 6.1 vorgestellten Struk-
tur mit einer mittleren Zellengröße von 0.2 mm. Das Simulationser-
gebnis ist in Abbildung 6.9 zu sehen. Dabei ist die Temperaturkontur
in der Symmetrieebene und in den Begrenzungsflächen der Wasser-
stoffverteilung dargestellt. Nur zwischen den Begrenzungsflächen ist
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Brennstoff zu finden. Weil die Eindringtiefe der sehr dünnen Strahlen
marginal ist und keine nennenswerten Sekundärströmungen erzeugt
werden, ist die laterale Mischung erwartungsgemäß sehr schwach.
Das bedeutet, dass der Wasserstoff sich in der Unterschallzone im
Nachlauf des Injektors befindet, wo günstige Bedingungen für die
Zündung auftreten.

Die Simulation der Verbrennung unter Verwendung des Finite-Rate
Modells mit dem Reaktionsschema von Warnatz zeigt keine Zündung
des Brennstoffs. Radikale werden zwar in der potenziellen Zündzo-
ne gebildet, die für die Zündung notwendige Radikalenkonzentrati-
on wird aber nicht erreicht. Die höchste Konzentration wird in der
Symmetrieebene zwischen den Eindüsungsöffnungen produziert (Ab-
bildung 6.10). Der Grund dafür ist, dass die statische Temperatur im
Nachlauf des Injektors durch die Mischung mit dem kalten Brenn-
stoff unter das Zündungslimit sinkt. Die einzigen Zonen mit hoher
Temperatur befinden sich in den Symmetrieebenen an der Grenze
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zum Wasserstoff, wo auch die maximalen Werte der Radikalenkon-
zentrationen erreicht werden (Abbildung 6.10). Die Aufenthaltszeit
des Brennstoff-Luft-Gemisches in diesen Zonen ist sehr gering und
reicht nicht für die Bildung des notwendigen Radikalenpools aus.
Experimentelle Untersuchungen der Zündung von Sander bestätigen
dieses Ergebnis. Eine stabile Zündung wurde bei den numerisch un-
tersuchten Eintrittsbedingungen nur beim Betrieb des Vorheizers in
Modus 1 beobachtet. Offensichtlich wurde die Zündung durch die in
der Testluft auftretenden Radikale initiiert. Im radikalenfreien Mo-
dus 2 fand keine Zündung statt.

Die experimentelle Parameterstudie der Zündung und der Flam-
menstabilisierung am Keil-Injektor, die in beiden Vorheizermodi
durchgeführt wurde, zeigte eine starke Sensitivität der Zündung in
Abhängigkeit vom Wasserstoffmassenstrom (Eindüsungsdruck) und
von der Totaltemperatur des Luftstroms. Die Strömung wurde dabei
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Abbildung 6.10: Radikalenproduktion in der Symmetrieebene zwi-
schen Eindüsungsöffnungen: Molenbruchskontu-
ren der H–, OH–Radikale und des Wasserstoffs

mit der Eigenfluoreszenztechnik untersucht. Drei Erscheinungsfor-
men der Strömung lassen sich unterscheiden:

• Keine Zündung: In der Brennkammer wird keine Fluoreszenz
beobachtet.

• Abgehobene Flamme: Die Flamme beginnt in einem gewissen
Abstand stromabwärts von Injektor, der mit einer Erhöhung
von Temperatur und Treibstoffmassenstrom abnimmt.

• Stabilisierte Flamme: Die Flamme wird im turbulenten Injek-
tornachlauf stabilisiert.

Die Ergebnisse der Untersuchung sind in Abbildung 6.11 dargestellt.
Man sieht, dass die untere Temperaturgrenze für die Zündung in
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Abbildung 6.11: Zündung und Reaktion in Modus 1 und 2 für den
strebenförmigen Injektor [San03]

beiden Modi des Vorheizers bei 900 K liegt. Bei dieser Temperatur
wurde bei den LIF–Messungen auch in Modus 1 kein Signal detek-
tiert. Dies ist durch den geringeren Wasserstoffmassenstrom im Vor-
heizer, die dadurch verbesserte Vermischung und durch die stärkere
Radikalenrekombination in der Lavaldüse bei niedriger Temperatur
begründet.

Im Temperaturbereich von 900 K bis 1200 K bildet sich eine ab-
gehobene Flamme, die sich bei Erhöhung der Temperatur und des
Wasserstoffmassenstroms zum Injektor hin verschiebt. Die Stabilisie-
rung der Flamme direkt hinter dem Injektor konnte jedoch nur bei
einem Wasserstoffmassenstrom von 1.3 g/s in Modus 1 und 1.6 g/s

in Modus 2 erreicht werden. Diese Massenströme des Wasserstoffs
erreicht man nur bei einem extrem hohen Eindüsungsdruck von über
40 bar. Der Einfluss des Eindüsungsdrucks auf das Zündverhalten
in der Brennkammer ist durch die Verteilung des Brennstoffs zu er-
klären. Die Eindringtiefe der Wasserstoffstrahlen in den Luftstrom
hängt direkt vom Eindüsungsdruck ab. Bei höherem Druck entfernt
sich der Wasserstoff weiter vom Injektor und die Zündungszone im
Nachlauf des Injektors wird durch den kalten Wasserstoff weniger ab-
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gekühlt. Zusätzlich wird der Bugstoß mit steigendem Massenstrom
des Wasserstoffs stärker, was zu einer höheren statischen Temperatur
und einer geringeren kinetischen Energie des Luftstroms führt. Insge-
samt existiert eine direkte Korrelation zwischen der lokalen Luftzahl
und der lokalen statischen Temperatur des Gemisches und folglich
findet die Zündung in den mageren Gemischzonen statt.

In Modus 2 erscheint eine weitere Zündgrenze bei einer Totaltempe-
ratur von 1200 K. Wie schon beschrieben wurde, erfolgt die Zündung
nur im Nachlauf des Injektors, da nur hier die statische Temperatur
die Zündtemperatur des Wasserstoffs übersteigt. Die Ausdehnung
dieser Zone wird vom Beginn des Expansionsbereichs in der Brenn-
kammer bei einer Entfernung von 65 mm hinter der Eindüsung be-
grenzt, da hier die statische Temperatur unter die Zündtempera-
tur sinkt. Bei einer Zunahme der Totaltemperatur steigt die kineti-
sche Energie des Luftstroms und entsprechend sinkt die Eindringtiefe
der Wasserstoffjets. Folglich wird die brennstoffreiche Zone im Nach-
lauf des Injektors schmaler, wodurch das Nachlaufgebiet durch den
Wasserstoff stärker abgekühlt und das Treibstoff-Luft-Gemisch fetter
wird. Dies vergrößert in Folge den Zündverzug. Zusätzlich führt die
höhere Strömungsgeschwindigkeit zu einer kürzeren Vermischungs-
zeit und somit zu einer schlechteren Vermischung der Gase. Durch
eine Erhöhung der Totaltemperatur wird so eine kritische Tempera-
tur erreicht, oberhalb derer die Inhibitionseffekte durch die angestie-
gene Luftgeschwindigkeit die Verkürzung der Zündverzugszeit durch
die erhöhte statische Temperatur überkompensieren.

In Modus 1 wurde keine Zündgrenze bei dieser Temperatur beobach-
tet. Die Flamme wird am Injektor stabilisiert, wenn Temperatur und
Wasserstoffmassenstrom steigen. Offenbar führt die Anwesenheit von
Radikalen zu einer Verkürzung des Zündverzugs, was zur Zündung
und Reaktion in der Brennkammer im Gegensatz zum radikalenfreien
Modus führt.

Folglich basieren die beiden Zündgrenzen (Temperaturobergrenze der
Luft und Mindestmassenstrom des Brennstoffs) auf dem gleichen Ef-
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fekt der Abkühlung der potenziellen Zündungszone durch den ein-
gedüsten Wasserstoff und einer dadurch steigenden Zündverzugszeit.
Das Zündungs- und das Flammenstabilisierungskriterium kann durch
das Verhältnis zwischen einer charakteristischen Aufenthaltszeit tauf

und einer charakteristischen Reaktionszeit tr quantifiziert werden,
das als die Mikhelsonzahl von Dunskii eingeführt und von Frolov
[FBB00] für die Analyse der Zündung und Flammenstabilisierung
mit einem Staukörper in einer Ramjet-Brennkammer verwendet wur-
de. Die Aufenthaltszeit wird als die Zeit definiert, in der sich ein ima-
ginäres Fluidpartikel in der potenziellen Zündungszone im Nachlauf
des Injektors aufhält. Die Reaktionszeit ist die Zeit, die das Par-
tikel unter den vorliegenden Bedingungen für die Temperatur und
Gemischzustand für die Reaktion benötigt. Das Flammenstabilisie-
rungskriterium lautet:

tauf

tr
= Mi ≥ 1. (6.1)

Das bedeutet, dass eine stabile Zündung und Flammenausbreitung
nur bei einer Mikhelsonzahl von größer als 1 möglich ist.

Die experimentelle Untersuchung des massiven Pylon-Injektors von
Grünig (Abbildung 4.3) unter gleichen Betriebsbedingungen zeigte,
dass das Zündverhalten völlig unempfindlich auf die Radikalenkon-
zentration in der Testluft reagiert. In beiden Vorheizungsmodi kam
es zur Zündung und Flammenstabilisierung in der turbulenten Re-
zirkulationszone hinter dem Injektor. Die Ursache dafür ist in der
Injektorgeometrie begründet. Der Pylon erzeugt im Gegensatz zum
Keil-Injektor Sekundärwirbel, die zu einer besseren Vermischung des
Wasserstoffs mit der Luft führen. Außerdem ist das Stoßsystem des
Pylon-Injektors viel stärker und die Rezirkulationszone im Nachlauf
viel größer als bei dem Keil-Injektor. Dadurch steigt die Aufenthalts-
zeit und die Reaktionszeit sinkt gleichzeitig. Die Mikhelsonzahl liegt
dann deutlich über eins, was zur stabilen Zündung und Flammen-
ausbreitung führt. In den Untersuchungen des Pylon-Konzeptes von
Grünig [Grü99] wurde der Vorheizer ausschließlich in Modus 1 be-



118 6 Strebenförmige Injektoren

trieben und dasselbe Ergebnis erzielt.

Der Unterschied im Verhalten der beiden Injektoren mit unterschied-
lich stark ausgeprägten Stabilisierungseigenschaften bestätigt die in
Abschnitt 5 gezogenen Schlüsse für den Einsatz des Vorverbren-
nungsvorheizers. Die gleichen Schlussfolgerungen wurden auch in der
Studie von Pellett [PBC02] gezogen, nach der der Einsatz eines der-
artigen Vorheizers für die Untersuchung von Konzepten mit margi-
nalen Selbstzündungs- und Flammenhaltungseigenschaften zu nicht
repräsentativen Ergebnissen führen kann. Dagegen ist der Einfluss
von Reaktionszwischenprodukten bei Konzepten mit starker Reakti-
onsstabilisierung von geringerer Bedeutung.

Die gefundenen Phänomene bei der Zündung bei strebenförmigen
Injektoren stehen im Einklang mit den Schlussfolgerungen von Huber
[HSM79], die auf einer Analyse von aus repräsentativen SCRamjet-
Brennkammern gewonnenen Selbstzündungsdaten basieren:

1. In typischen Fällen, wenn die Totaltemperatur des Brennstoffs
wesentlich niedriger ist als die Totaltemperatur der Luft, findet
die Zündung in Zonen statt, in denen das Äquivalenzverhältnis
der Mischung ca. 0.2 beträgt.

2. Die Selbstzündung reagiert extrem sensitiv auf die Mischungs-
temperatur in der potenziellen Zündungszone. Folglich ha-
ben die Wandtemperatur und der Temperatur-Recovery-Faktor
der Rezirkulationszone einen dominierenden Einfluss auf das
Zündphänomen. Die beiden letzten sollen so hoch wie möglich
sein.

3. Für die typischen Fälle, in denen die Wände stark gekühlt wer-
den, haben das Verhältnis zwischen der Grenzschichtdicke und
der Penetration des Strahls, die Stufenhöhe oder die Breite des
Injektors einen starken Einfluss auf die Zündung, da diese Pa-
rameter direkt den Temperatur-Recovery-Faktor beeinflussen.

4. Für die Zündung geeigneten Zonen sind: (a) Übergang der stre-
benförmigen Injektoren zur Wand, wenn der Treibstoff strom-
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auf eingedüst wird, (b) Rezirkulationsgebiete stromaufwärts von
transversalen Brennstoffstrahlen, (c) Zonen hinter Stufen mit
transversaler Treibstoffeindüsung und (d) Bugstoßgebiete hin-
ter transversalen Treibstoffjets.

Die experimentelle Untersuchung des Ausbrandes von Sander [San03]
in Modus 1 des Vorheizers, wobei eine stabile Zündung im Nach-
lauf des strebenförmigen Injektors beobachtet wurde, zeigte eine un-
vollständige Brennstoffumsetzung. Der Grund dafür ist eine unzurei-
chende Mischung der Reaktanden. Die Verschiebung der Brennkam-
merexpansion stromabwärts kann potenziell das Zündungsproblem
lösen, wobei aber das Mischungsproblem ungelöst bleibt. Die Verbes-
serung der lateralen Mischung durch die Verwendung von mehreren
Injektoren, die in der Brennkammer räumlich verteilt sind, wurde von
Kopchenov [BGKL02] gezeigt. Dadurch steigen aber die Totaldruck-
verluste enorm an, was einen Einsatz solcher Konzepte fragwürdig
erscheinen lässt. Eine andere Methode ist die Verwendung von Injek-
toren mit dem lobed Mixer [KGW+02, SS02], die Sekundärwirbel in
Strömungsrichtung erzeugen und dadurch die Mischung verbessern.
Da die kinetische Energie des Luftstroms durch die Sekundärwir-
bel infolge der Turbulenzproduktion und Dissipation relativ schnell
irreversibel in Wärme umgewandelt wird, ist auch mit steigenden
Verlusten zu rechnen. Eine Alternative bietet die Deformation der
Eindüsungsöffnungen (z. B. elliptische Öffnungen), die die Wechsel-
wirkung zwischen Brennstoffstrahl und Luft durch eine größere Kon-
taktfläche deutlich verstärkt. Die Verwendung derartiger Injektoren
wurde von Kharitonov [KLT+00] untersucht. Dabei wurde eine in
Bezug auf die Mischungsintensität und Totaldruckverluste optimale
Pylonkonfiguration mit sechs elliptischen Eindüsungsöffnungen ge-
funden.
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6.6 Zusammenfassung

Das grundsätzliche Problem bei der Luftvorheizung durch Verbren-
nung ist ein potenzieller Einfluss von Reaktionszwischenprodukten
auf die Zündung und auf die Verbrennung des eingedüsten Brenn-
stoffs.

• Die Sensitivität der Injektoren auf die Radikalenkonzentration
hängt stark von ihrem Design ab. Injektoren, bei denen die
Flammenstabilisierung über einen hohen Druckverlust erfolgt,
sind unempfindlich auf Zwischenspezies im Luftstrom.

• SCRamjet-Brennkammern mit einer verlustarmen Flam-
menstabilisierung sind schwierig in Versuchsständen mit
Vorverbrennungs-Vorheizer zu untersuchen.

• Die Radikale zeigen einen starken Stabilisierungseffekt auf die
Zündung und Flammenhaltung, der mit der Stabilisierung durch
die starken Verluste beim Pylon-Injektor vergleichbar ist. Da bei
der Radikalenstabilisierung keine Totaldruckverluste verursacht
werden, kann diese Methode als besonderes effizient angesehen
und zur Weiterentwicklung der SCRamjet-Technologie verwen-
det werden.

Bei der numerischen Simulation der Strömung in der Brennkammer
spielt das korrekte Eintrittsprofil eine entscheidende Rolle, da die
Grenzschichten zu Ablösungen und Verlusten durch die Wechselwir-
kung mit dem Verdichtungsstoß führen.

Die Stabilisierung der Zündung und die Flammenhaltung erfolgen
im Nachlauf des Injektors, falls die Aufenthaltszeit in der Zündungs-
zone größer als die Reaktionszeit bzw. die Mikhelsonzahl größer als
eins ist. Die Zündungszone im Nachlauf des strebenförmigen Injek-
tors ist stark vom Eindüsungsdruck des Wasserstoffs und von der
Totaltemperatur des Luftstroms abhängig.

Die beschriebenen Stabilisierungs- und Mischungsprobleme des Keil-
Injektors und die enormen Totaldruckverluste beim Pylon-Injektor
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machen deren Einsatz für technisch relevante SCRamjet-Triebwerke
fragwürdig.
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7 Zweistrom-Injektor

Die detaillierte Untersuchung der strebenförmigen Injektoren, die im
vorherigen Abschnitt beschrieben wurde, zeigte mehrere Mängel, die
den Einsatz solcher Injektoren mit Zündungsstabilisierung durch ein
Stoßsystem in einem funktionsfähigen Triebwerk in Frage stellen. Aus
dem Studium des Vorheizers und dessen Einfluss auf das Brennver-
halten bei Einsatz strebenförmiger Injektoren folgt, dass Zwischen-
produkte die Zündung und die Reaktionsausbreitung wesentlich bes-
ser stabilisieren können als das Stoßsystem. Außerdem erfolgt die
Zündung durch die Anwesenheit von Radikalen bei einer viel gerin-
geren Temperatur, was einen früheren Übergang vom Ramjet- in den
SCRamjet-Modus, bzw. die Erhöhung des Wirkungsrades des gesam-
ten Flugsystems erlaubt. Ein weiterer Vorteil der Radikalenstabili-
sierung liegt darin, dass eine derartige Stabilisierung im Gegensatz
zu einem Stoßsystem keine Totaldruckverluste verursacht.

Wie in Abschnitt 5.1 gezeigt, senkt schon eine geringe Konzentration
an Radikalen die Zündtemperatur ab. Das stöchiometrische Gemisch
zündet bei einer Temperatur von 900 K mit Hilfe der Radikale genau-
so schnell, wie dasselbe Gemisch bei einer Temperatur von ca. 1500
K ohne Radikale. Die Radikalenabhängigkeit der Zündung sinkt mit
steigender Temperatur ab, so dass bei einer höheren Temperatur kei-
ne wesentliche Verkürzung der Induktionszeit beobachtet wird. Aus
technologischer Sicht ist es wichtig, dass Radikale zu einer relativ
konstanten Induktionszeit über ein breiteres Spektrum der Eintritts-
bedingungen und zu einer konstanten Position der Reaktionszone
in der Brennkammer führen, was z. B. mit strebenförmigen Injekto-
ren mit geringeren Totaldruckverlusten schwierig realisierbar ist. Das
führt zu einem wesentlich stabileren und sichereren Betriebsverhal-
ten des Triebwerks und ermöglicht, die Brennkammergeometrie im
Hinblick auf das Thermomanagement zu optimieren.

In diesem Abschnitt wird ein Zweistrom-Injektor vorgestellt, des-
sen geometrische Eigenschaften die radikalenstabilisierte Verbren-
nung mit geringen Totaldruckverlusten in der Überschallströmung
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gewährleisten. Ein anderer Vorteil des Injektors liegt in der Nutzung
von Zonen unterschiedlicher Drücke zur Erzeugung von Sekundärwir-
beln, deren Wechselwirkung mit den Wasserstoffstrahlen die Vermi-
schung intensiviert.

Die Entwicklung des Injektors erfolgte iterativ durch eine enge Ver-
zahnung von numerischen und experimentellen Methoden, um dessen
Geometrie und die Eindüsung des Wasserstoffs im Hinblick auf Total-
druckverluste und eine effiziente Verbrennung zu optimieren. Da die
Strömungs-, Mischungs- und die Reaktionsvorgänge im Nahbereich
des Injektors die Funktionsfähigkeit der gesamten Brennkammer be-
stimmen, konzentrieren sich die numerischen und experimentellen
Forschungsarbeiten zur Entwicklung und Optimierung hauptsächlich
auf den Injektorbereich. Um eine höhere Entwicklungseffizienz zu er-
reichen, wurde ein Brennkammersegment mit einem verbesserten op-
tischen Zugang im Rahmen der experimentellen Arbeiten entwickelt
[San03], das eine detaillierte Untersuchung der Strömung und der Re-
aktion im Bereich des Injektors ermöglicht. Die nachfolgend gezeigten
experimentellen Ergebnisse wurden an dieser Versuchseinrichtung ge-
messen.

Die numerische Simulation des Injektorbereiches, zeigt eine sehr gute
Korrelation mit den experimentellen Daten und bestätigt die theore-
tische Auslegung des Zweistrom-Injektors. Die Numerik liefert eine
dreidimensionale Darstellung des Strömungsfeldes und des Verbren-
nungsvorganges, die notwendig sind, um die komplizierten Wechsel-
wirkungen zwischen Strömung und Reaktion zu verstehen und als
Basis für weitere Optimierungsarbeiten dienen. Zusätzlich wurden
das Strömungsfeld und der Reaktionsablauf im Nachlauf des Injek-
tors mit Hilfe einer virtuellen Brennkammer numerisch untersucht.
Die daraus gewonnenen Ergebnisse gestatten die Ableitung einer ge-
eigneten Brennkammergeometrie. Außerdem wurde die Funktion des
Injektors bei höheren Machzahlen numerisch getestet, um die Ein-
satzfähigkeit des Konzeptes bei unterschiedlichen Flugmachzahlen,
bzw. variablen Eintrittsbedingungen zu beweisen.
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7.1 Funktionsprinzip des Zweistrom-Injektors

Die Idee der radikalenstabilisierten Überschallverbrennung mit nied-
rigen Totaldruckverlusten wurde, wie in Abbildung 7.1 schematisch
gezeigt, umgesetzt. Der Injektor, der aus zwei symmetrischen Teilen
besteht, teilt die Strömung in drei Teilströme auf: einen Injektor-
strom und zwei Hauptströme, die unterschiedliche Totaldruckverlus-
te erzeugen. Die symmetrischen Teile des Injektors formen einen Dif-
fusor mit Innenverdichtung, der den Injektorstrom mit geringen To-
taldruckverlusten verzögern soll, um die für die Zündung notwen-
digen Bedingungen im Injektorstrom zu erreichen. Dadurch werden
die Verluste minimiert und nur auf den Injektorstrom begrenzt. Die
Hauptströme bleiben vom Stoßsystem des Diffusors unbeeinflusst.
Nach dem Diffusor bilden die Injektorteile eine Vorbrennkammer
mit den parallelen Wänden, die mit einer konvergent-divergenten
Düse abschließt, in der den Injektorstrom auf Überschall beschleu-
nigt wird. Der Brennstoff wird in alle drei Ströme eingedüst.

Die Selbstzündung des Brennstoffs erfolgt in der Vorbrennkammer,
da nur dort die dafür notwendigen Bedingungen erreicht werden. In
den Hauptströmen findet im Gegensatz zum Injektorstrom infolge

Vorbrennkammer

p1
H2 H2 H2

H2

H2 H2 H2Hauptstrom

Hauptstrom

Injektorstrom
p2

Luft

Luft
p1

p1 < p2

p1 < p2

M1 > 1 M2 < M1 M3 > M2

Diffusor Expansionsdüse

H2-Luft

H2-Luft

Abgas

Stabilisierungsöffnungen Mischungsschicht

Abbildung 7.1: Zweistrom-Injektor
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der zu geringen statischen Temperatur keine Reaktion statt. Der Re-
aktionsverlauf in der Vorbrennkammer ist gewissermaßen dem Reak-
tionsverlauf im Vorheizer (Abschnitt 5) ähnlich, so dass die Aufent-
haltszeit des Gemisches in der Vorbrennkammer für die vollständi-
ge Vermischung der Reaktanden bzw. für eine vollständige Reaktion
nicht ausreicht. Demzufolge besitzt die in der konvergent-divergenten
Düse beschleunigte und weiterreagierende Strömung eine sehr ho-
he Konzentration an Zwischenspezies, die während des Vermischens
mit den Hauptströmen eine intensive Zündung der Wasserstoff-Luft-
Mischung in Hauptströmen initiieren. Somit erfolgt die Zündung
in den Hauptströmen sofort nach dem Mischungskontakt mit dem
weiterreagierenden Injektorstrom, wodurch die Position der Reakti-
onszone konstant gehalten wird.

Ein besonderer Vorteil des Konzeptes liegt in dessen breitbandiger
Funktionsfähigkeit, wobei der Brennkammerstart bei einer sehr nied-
rigen Totaltemperatur (etwa 900 K), bzw. einer Flugmachzahl von
vier erfolgen kann. Das Verhalten des Diffusors verändert sich in
Abhängigkeit von den Eintrittsbedingungen der Brennkammer. Bei
einer niedrigen Brennkammermachzahl (M ≈ 2.0 .. 2.2), was auch ei-
ne geringere Totaltemperatur bedeutet, wird der Injektorstrom im
Diffusor auf Unterschall verzögert, um die für die Selbstzündung
notwendige statische Temperatur in der Vorbrennkammer zu er-
reichen. In diesem Modus (Modus 1) schließt ein senkrechter Stoß
das Stoßsystem im Diffusor ab. Da ein stabiler Betrieb des Dif-
fusors mit Innenverdichtung beim Überschall-Unterschall-Übergang
im konvergenten oder parallelen Kanal physikalisch unmöglich ist,
[Abr58, Mü72], bzw. ein senkrechter Stoß vor dem Diffusor gebildet
wird, besitzt jedes Injektorteil eine Reihe von Öffnungen am Anfang
der Vorbrennkammer, die den Injektorstrom mit den Hauptströmen
verbinden. Dadurch wird sowohl der statische Druck lokal reduziert,
als auch der Massenstrom teilweise abgeleitet, was die Stabilisierung
des senkrechten Stoßes ermöglicht. Physikalisch bilden die Öffnun-
gen eine virtuelle divergente Kontur des Diffusors. Zusätzlich wird
der Mischungsvorgang in den Hauptströmen von der Strömung durch
die Öffnungen positiv beeinflusst.
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Mit der Erhöhung der Machzahl und der Totaltemperatur am Ein-
tritt der Brennkammer bei einer höheren Flugmachzahl ist die star-
ke Verzögerung des Injektorstroms nicht mehr notwendig, bzw. die
Zündbedingungen in der Vorbrennkammer werden auch bei M > 1
erreicht. In diesem Modus (Modus 2) wird kein senkrechter Stoß ge-
bildet und der Injektor wird mit Überschall durchströmt. Demzufolge
ist der Druckverlust in diesem Modus viel geringer als in Modus 1.
Das Umschalten des Diffusors erfolgt automatisch und benötigt kei-
ne Geometrieänderung, da bei einer höheren Anströmmachzahl die
Bedingungen für die Bildung des senkrechten Stoßes nicht erreicht
werden. In diesem Fall beschränkt sich die Funktion der Öffnungen
auf die Verbesserung der Mischung in den Hauptströmen.

Zusammengefasst besitzt das vorgestellte Injektorkonzept mehre-
re Vorteile gegenüber den strebenförmigen Injektoren. Die prakti-
sche Realisierung einer funktionsfähigen Brennkammer erfordert ei-
ne gründliche Untersuchung der Strömungs- und Reaktionsvorgänge
im Injektorbereich. In den nächsten Abschnitten werden die nume-
rischen Ergebnisse zur Untersuchung und Optimierung der Diffusor-
strömung, der Mischung und der Reaktion für Modus 1 vorgestellt.
Die durchgeführte Untersuchung von Modus 2 betrifft nur das Stoß-
system im Diffusor und ist möglicher Gegenstand zukünftiger Arbei-
ten.

7.2 Injektorstrom

Wie im vorherigen Abschnitt gezeigt wurde, erfolgt die Verzögerung
des Injektorstroms in einem Diffusor mit Innenverdichtung. Die Aus-
legung des Diffusors war die erste Aufgabe bei der Entwicklung des
Konzeptes. Die Hauptkriterien zur Auslegung und Optimierung des
Diffusors waren sein Wirkungsgrad und sein stabiles Betriebsver-
halten. In diesem Abschnitt werden die theoretischen Grundlagen
von Diffusoren und die Ergebnisse zur Untersuchung der Diffusor-
strömung vorgestellt.
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7.2.1 Diffusoren mit Innenverdichtung

Die Vielzahl von Einlauftypen lassen sich in Arten mit äußerer, in-
nerer oder gemischter Verdichtung einteilen. Die Diffusoren mit In-
nenverdichtung und gemischter Verdichtung sind schematisch in Ab-
bildung 7.2 dargestellt. Das Auswahlkriterium ist hauptsächlich der
Einsatzbereich, die Größe und die Charakteristik des Triebwerksy-
stems. Diffusoren mit Innenverdichtung sind sehr empfindlich auf
Schräganströmung. Sie haben aber gegenüber den Diffusoren mit
äußerer Verdichtung einen sehr viel geringeren Außenwiderstand, da
keine Außenstöße, wie der Stoß AB bei gemischter Verdichtung (Ab-
bildung 7.2 links), gebildet werden. In unserem Fall, in welchem der
Diffusor zum Einsatz innerhalb einer Brennkammer kommt und die
Anblasung immer parallel zur Diffusorachse stattfindet, bringt die
Innenverdichtung Vorteile. Das Funktionsprinzip aller Diffusorarten
ist identisch und wird an einem Beispieldiffusor mit Innenverdichtung
(Abbildung 7.2 rechts) gezeigt.

Ein schräger Stoß bildet sich im Punkt A der Außenverkleidung und
kreuzt sich mit dem gegenüberliegenden Stoß im Punkt O auf der
Symmetrieachse. Die Strömung wird dadurch um den Winkel θ von
ihrer Anfangsrichtung parallel zur Wand AC abgelenkt. Im Punkt O
sind die Stromlinien genötigt, zur Anfangsrichtung zurückzukehren,
so dass sich der Stoß OD bildet. Im Punkt D wird die Strömung
noch einmal parallel zur Wand abgelenkt und der Vorgang kann
von Neuem beginnen. Dadurch, dass die Strömung durch jeden Stoß
verzögert wird, sinkt der Grenzablenkungswinkel. Der beschriebene
Vorgang läuft so lange, bis der erforderliche Ablenkungswinkel größer
als der Grenzablenkungswinkel ist (θ > θmax). Nach dem Erreichen
dieses Modus bildet sich anstatt eines schrägen Stoßes eine Stoßwel-
le EF, nach der die Strömung auf Unterschall verzögert wird. Die
Bildung der Stoßwelle EF findet auf der Symmetrieachse statt, wo
der benötigte Ablenkungswinkel den Grenzablenkungswinkel über-
schreitet. Die ungerade Form der Stoßwelle EF wird durch die in-
homogene Machzahl- und Druckverteilung senkrecht zur Strömungs-
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Abbildung 7.2: Schematische Darstellung von Überschalldiffusoren
mit gemischter Verdichtung links und mit Innen-
verdichtung rechts

richtung verursacht. Die Strömung wird im konvergenten Kanal bis
zum engsten Querschnitt C (Hals) des Diffusors beschleunigt, wobei
die Strömungsgeschwindigkeit im Hals den kritischen Wert (M ∗ = 1)
nicht überschreiten darf. Im entgegengesetzten Fall, wenn der Hals
mit Überschall durchströmt wird, kann sich nach dem Hals im diver-
genten Teil eine Überschallzone bilden, die mit einem Geradstoß GH
abschließt.

Eine wichtige Kenngröße des Diffusors ist der Druckrückgewinn oder
Gütegrad ΠE, der auch oft als Diffusorwirkungsgrad bezeichnet wird.
Der Druckrückgewinn wird als Quotient des Totaldruckes nach dem
Stoßsystem p02, bzw. in der Unterschallzone und des Totaldruckes
vor dem Stoßsystem p01, bzw. in der ungestörten Überschallströmung
berechnet.

ΠE =
p02

p01
(7.1)

Selbstverständlich ist der Druckrückgewinn immer kleiner als Eins.
Die Auslegung eines verlustfreien Diffusors mit isentroper Verdich-
tung, der strömungsmäßig einer

”
umgekehrten “Laval–Düse entspre-

chen würde, ist praktisch nicht realisierbar, da die Druckerhöhung
das Geschwindigkeitsprofil in der Grenzschicht deformiert und an-
schließend eine Grenzschichtablösung verursacht. Der Druckrückge-
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winn eines stoßsystembasierenden Diffusors hängt immer von der An-
zahl der schrägen Stöße vor dem Geradstoß ab: je mehr schräge Stöße
auftreten, desto geringer sind theoretisch die Verluste im Diffusor. In
der Realität steigt aber der Grenzschichteinfluss durch die Erhöhung
der Stoßanzahl. Nur der erste Stoß, der durch die Umlenkung der un-
gestörten Strömung an der Vorderkante der Außenverkleidung (Ab-
bildung 7.2) gebildet wird, bleibt von der Grenzschicht unbeeinflusst.
Alle anderen Stöße entstehen durch Stoßreflexionen an den Diffu-
sorwänden. Bei einem überkritischen6 Drucksprung über den Stoß
treten durch die Stoß-Grenzschicht-Wechselwirkungen Grenzschicht-
ablösungen auf. Demzufolge verschieben und deformieren sich die
Stöße, die Druckverluste steigen. Das heißt, dass bei der Auslegung
eines Diffusors immer eine Kompromisslösung in Hinsicht auf die
Grenzschichteffekte und die Anzahl der Stöße gefunden werden muss.

Eine andere wichtige Kenngröße des Diffusors ist der Durchsatz-
koeffizient, der den stabilen Betrieb des Diffusors bestimmt. Der
Durchsatzkoeffizient µ wird als Verhältnis zwischen der vom Einlauf
wirklich aufgenommenen Luftmasse ṁ 0 zur maximal aufnehmbaren
Masse ṁ 0,max definiert, und kann auch als Verhältnis zwischen der
Querschnittsfläche Aeff der Strömung, die vom Diffusor eingefangen
wird, zur maximalen oder geometrisch auffangbaren Strömungsquer-
schnittsfläche AE (Abbildung 7.3) beschrieben werden.

µ =
ṁ 0

ṁ 0,max
=

Aeff

AE
(7.2)

Der Durchsatzkoeffizient erreicht seinen kritischen Wert µkrit ≤ 1,
falls der das Stoßsystem abschließende Geradstoß im engsten Quer-
schnitt des Diffusorhalses liegt. Die maximal aufnehmbare Masse,
bzw. der kritische Wert des Durchsatzkoeffizienten wird meist beim
Auslegungspunkt erreicht.

6Der Begriff kritisches Druckverhältnis wurde detailliert von Abramowitsch [Abr58] beschrie-
ben und wird als Verhältnis zwischen dem statischen Druck in der Grenzschichtablösungszone
und dem statischen Druck der ungestörten Strömung definiert. Dieser Parameter charakterisiert
das Verhalten der Grenzschicht, bzw. ist das Kriterium der Ablösung und hängt vom Druck-
sprung über den Stoß, bzw. von der Stoßintensität ab.
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Die Reduzierung der vom Diffusor aufgenommenen Masse m 0 durch
die Änderung der Eintrittsbedingungen kann an einem Beispiel in
Abbildung 7.3 gezeigt werden. Der Diffusor mit gemischter Verdich-
tung wurde für eine Flugmachzahl MAP ausgelegt. Das Stoßsystem
beim Auslegungspunkt ist links gezeigt. Durch die Reduzierung der
Anströmmachzahl (Abbildung 7.3) werden die Verdichtungsstöße,
die an der Vorderkante (Punkt O) und am Knick (Punkt D) des
Zentralkörpers gebildet werden, steiler und treffen nicht mehr die
Vorderkante der Außenverkleidung (Punkt E). Dadurch ist die Um-
lenkung der angeströmten Luft größer und die Querschnittsfläche
Aeff der vom Diffusor aufgenommenen Luft kleiner als die entspre-
chende Querschnittsfläche AE beim Auslegungspunkt. Der Verdich-
tungsstoß an der Vorderkante der Außenverkleidung wird auch steiler
und der Geradstoß tritt früher auf. Die Verluste steigen. Zusätzlich
wird die Geradstoßposition durch den Gegendruck des Triebwerkes
und durch die Änderung der vom Triebwerk benötigten Luftmasse
beeinflusst, so dass der Geradstoß bis zum Diffusoreinlauf wandern
kann. Das Verhalten des Überschalldiffusors bei verschiedenen Be-
triebszuständen wurde von Münzberg [Mü72] detailliert analysiert
und beschrieben.

Im Vergleich zu Diffusoren mit gemischter Verdichtung reagieren
Diffusoren mit Innenverdichtung viel sensibler auf derartige Ände-

O D
C F

E

A
B

MAP

AE

O D
C F

E

A
B

M < MAP

AE Aeff

Abbildung 7.3: Änderung des Stoßsystems und vom Diffusor auf-
genommener Massenstrom bei der Abweichung der
Eintrittsbedingungen vom Auslegungspunkt. Das
Stoßsystem beim Auslegungspunkt (links) und bei
einer niedrigeren Anströmmachzahl (rechts)
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AE Aeff

Abbildung 7.4: Ablenkung der Anströmung beim Geradstoß vor
dem Diffusor.

rungen. Da das Stoßsystem in einem geschlossenen Kanal hinter
dem Auffangquerschnitt liegt, werden die Verdichtungsstöße bei ei-
ner niedrigeren Anström-Machzahl steiler, wobei aber keine Teil-
ableitung der angeströmten Luft, wie bei den vorgestellten Diffusoren
mit gemischter Verdichtung, stattfindet. Der Geradstoß bewegt sich
stromaufwärts, was zur Änderung der Strömungsbedingungen im
Diffusorhals führt. Im Idealfall soll beim Auslegungspunkt der eng-
ste Querschnitt des Diffusors kritisch durchströmt werden, wobei das
stabilste Diffusorverhalten beim Positionieren des Geradstoßes kurz
nach dem engsten Querschnitt erreicht wird , bzw. die engste Stel-
le mit Überschall durchströmt wird [Mü72, Abr58]. Der Geradstoß
im konvergenten Diffusorteil und im Halsquerschnitt verhält sich sehr
instabil. Die Änderung der Strömungsbedingungen im engsten Quer-
schnitt kann dazu führen, dass die angenommene Luftmasse an der
engsten Stelle nicht durchgelassen wird. In diesem Fall entsteht ein
verlustreicher Geradstoß vor dem Diffusor und die angeströmte Luft
wird teilweise abgeleitet, bzw. der Stromröhren–Eintrittsquerschnitt
verringert sich (Abbildung 7.4).

Ein ähnliches Problem besteht beim Start eines Diffusors mit In-
nenverdichtung. Da sich die Anström-Machzahl kontinuierlich von
0 bis zur Auslegungs-Machzahl MAP ändert, entsteht zunächst
ein senkrechter Stoß vor dem Diffusor, der auch beim Erreichen
der Auslegungs-Machzahl nicht geschluckt werden kann. Entspre-
chend der theoretischen Betrachtung des Idealdiffusors von Münz-



132 7 Zweistrom-Injektor

berg [Mü72] und Abramowitsch [Abr58] kann der Geradstoß nur bei
einer höheren Anström-Machzahl geschluckt werden und sich im di-
vergenten Teil des Diffusors stabilisieren. Bei Zurücknahme der An-
strömmachzahl bis MAP wandert der Stoß stabil in die Nähe des
engsten Querschnitts.

Der beschriebene Startvorgang ist aber nicht realisierbar, da das
Flugzeug mit einem nicht korrekt funktionierenden Diffusor keine
höhere Flugmachzahl erreichen kann. Für einen startfähigen und sta-
bil funktionierenden Betrieb des Diffusors muss die Geometrie ver-
stellbar sein, was aber technisch schwierig realisierbar ist. Eine ande-
re Möglichkeit zum Lösen des Startproblems bietet die Verwendung
von perforierten, luftdurchlässigen Wänden, Bypassöffnungen oder
teilweise offenen Diffusoreinläufen [Mü72].

7.2.2 Auslegung des Diffusors

Bei der Auslegung und Optimierung des Diffusors wurden zwei In-
jektorvarianten numerisch und experimentell untersucht. Die erste
Version wurde auf Basis der analytischen Berechnungen hergestellt,
wobei Grenzschichteffekte vernachlässigt wurden [Emb01, Gra02],
und besitzt keine Öffnungen für die Kopplung des Injektorstromes
mit den Hauptströmen. Diese Injektorversion sollte für die Über-
prüfung der theoretischen Vorausrechnungen des Injektors bezüglich
des Stoßsystems dienen, um die in der Vorausrechnung nicht auf-
gedeckten Schwächen herauszufinden und in der zweiten Variante
zu beseitigen. Die zweite Ausführung des Injektors sollte vollständig
funktionsfähig sein.

Entsprechend der Strömungsbedingungen vor dem Diffusor bietet ein
Dreistoß-Diffusor ein optimales Druckverhältnis ΠE im Hinblick auf
die Stoß-Grenzschicht-Wechselwirkung [Abr58]. Trotz der beschrie-
benen Start- und Stabilitätsschwierigkeiten wurde ein Diffusor mit
Innenverdichtung ausgewählt, da eine solche Diffusorart einen niedri-
gen Außenwiderstand hat und dadurch die Totaldruckverluste in den
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Abbildung 7.5: Konstruktive Ausführung des Injektors

Hauptströmen gering bleiben. Durch die analytischen Vorausrech-
nungen wurde eine Kompromisslösung in Bezug auf die konstruktive
Ausführung des Injektors gefunden, wobei die Diffusoreinlauflippen
mit einem Keilwinkel von 13◦ in einem Abstand von 9.6 mm posi-
tioniert wurden. Für die Wasserstoffeindüsung in den Injektorstrom
besitzt jedes Injektorteil eine Öffnung mit einem Durchmesser von
0.66 mm und für die Eindüsung in die Hauptströme drei Öffnungen
mit einem Durchmesser von 0.5 mm. Die konstruktive Ausführung
des Injektors ist in Abbildung 7.5 dargestellt.

Die numerischen Untersuchungen mit Hilfe des CFD-Verfahrens
bestätigten die Existenz des analytisch berechneten Stoßsystems.
Sowohl numerische als auch experimentelle Ergebnisse zur kalten
Injektorströmung ohne Brennstoffeindüsung deckten aber ein Sta-
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bilisierungsproblem auf: Der Geradstoß bewegte sich stromauf und
stabilisierte sich vor dem Diffusor, so dass auch die Hauptströme be-
einflusst werden. Folglich steigen die Verluste stark. Die Ergebnisse
der zweidimensionalen numerischen Simulation dieses Vorgangs ist in
Abbildung 7.6 als Machzahlverteilung im Injektorstrom dargestellt.
Für die Simulation wurde ein homogenes strukturiertes Rechengitter
mit einer mittleren Zellengröße von 0.5 mm verwendet. Zum Ver-
gleich und zur Validierung der numerischen Ergebnisse sind auch die
experimentellen Ergebnisse von Sander dargestellt, die detaillierter
in [San03] beschrieben sind.

Beim Anströmen des Diffusors mit einer Machzahl von 2.1 bilden
sich an den Eintrittskanten am Punkt A (Abbildung 7.6 mitte) zwei
schräge Stöße, die durch die Reflexionen an der Diffusorachse und den
Diffusorwänden ein Stoßsystem formen. Innerhalb des konvergenten
Teils des Diffusors AB entspricht das Stoßsystem aus der Simulation
dem analytisch berechneten Stoßsystem (Abbildung 7.6 oben). Im
Punkt B findet beim Übergang zum parallelen Kanal die Strömungs-
expansion statt, und das im konvergenten Teil gebildete Stoßsystem
wird von der Prandtl-Mayer-Expansion beeinflusst. Dadurch wird
die Strömung beschleunigt und die Bedingungen für die Ausbildung
eines Geradstoßes werden nicht mehr erfüllt. Die Verdichtungsstöße
werden schwächer. Dies ist der Unterschied zu dem analytisch be-
rechneten Stoßsystem, bei dem der Übergang zum parallelen Teil
nicht berücksichtigt werden konnte. Auf der Strecke BC bleibt die
Strömung noch im Überschall. Überkritische Bedingungen werden
nur im Punkt C erreicht, wo der Strömungsumlenkungswinkel den
Grenzwinkel überschreitet und ein Geradstoß gebildet wird. Die tran-
siente Simulation zeigt, dass das Verhalten des Geradstoßes innerhalb
der Vorbrennkammer sehr instabil ist: der Stoß bewegt sich strom-
aufwärts bis zur Vorderkante des Diffusors. Nach dem Erreichen der
Vorderkante bleibt der Geradstoß stabil, was auch die experimentel-
len Ergebnisse bestätigen (Abbildung 7.6 unten). Die transiente nu-
merische Simulation wurde für eine zeitlich konstante Anströmmach-
zahl durchgeführt, wobei das im vorherigen Abschnitt beschriebene
Startproblem nicht auftreten kann. Das heißt, dass das komplette
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Abbildung 7.6: Injektorstrom. Untersuchter Bereich und analy-
tisch berechnetes Stoßsystem (oben), numerische
Simulation der Stoßwanderung (mitte), Schatten-
aufnahme des vor dem Injektor stabilisierten Sto-
ßes (unten). Eintrittsbedingungen: M = 2.1, T0 =
298 K, p0 = 7.5 bar
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Rechengebiet mit einer konstanten Machzahl (Anströmmachzahl von
2.1) initialisiert wird. Um das Startproblem zu untersuchen, muss das
Rechengebiet mit einer Unterschallmachzahl (M < 1) initialisiert
werden. Während der Simulation wird die Anströmmachzahl bis zur
notwendigen Machzahl (M = 2.1) kontinuierlich erhöht. Offensicht-
lich ist der Diffusor nicht startbar, so dass der Geradstoß von Anfang
an vor dem Diffusor gebildet wird. Wie schon früher erwähnt, ist ein
stabiles Verhalten des Geradstoßes nur im divergenten Diffusorteil
zu erwarten. Im Hinblick auf die konstruktive Ausführung des Injek-
tors und dessen Funktionsprinzip soll im divergenten Teil des Injek-
tors (Injektordüse) Überschallströmung erreicht werden. Der Einbau
eines zusätzlichen divergenten Teils (Diffusorhals) vor dem parallelen
Injektorkanal ist konstruktiv nicht realisierbar. Wie numerische Un-
tersuchungen zeigten [Gra02], wurde dadurch außerdem wegen des
zu hohen Gegendrucks und der Grenzschichteffekte keine Stabilisie-
rung des Geradstoßes erreicht. Die Änderung des Abstandes zwi-
schen den Injektorteilen und eine entsprechende Änderung des Hals-
querschnitts bringt auch keine Stabilisierung des Geradstoßes. Bei
der Vergrößerung des Halsquerschnitts verschwindet der Geradstoß
sprungartig, und die Strömung wird nicht auf Unterschallgeschwin-
digkeit verzögert.

Der Geradstoß beeinflusst in diesem Zustand alle drei Ströme und bei
Eindüsung des Brennstoffs kann die Selbstzündung gleichzeitig in al-
len drei Strömen stattfinden, was den Injektor thermisch überlasten
würde. Die Eindüsung des Wasserstoffs wird das Stoßverhalten zu-
dem noch verschlechtern, da sie zu einer Vergrößerung der Masse im
Injektorstrom führt. Selbstverständlich ist die Brennkammer bei ei-
ner derartigen Strömungsform durch die enormen Totaldruckverluste
nicht funktionsfähig, so dass die stoßstabilisierenden Eigenschaften
verbessert werden müssen.

Bevor die modifizierte zweite Injektorversion vorgestellt wird, müssen
noch einige wichtige Anmerkungen und Ergebnisse zur ersten Injek-
torvariante präsentiert werden. Wie man in Abbildung 7.6 sowohl
aus der numerischen Simulation als auch aus der Schattenaufnahme
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Abbildung 7.7: Numerische Simulation des Injektorstroms. Mach-
zahlverteilung. Eintrittsbedingungen: M = 2.26,
T0 = 298 K, p0 = 7.5 bar

sieht, beeinflusst die Geradstoßposition die Strömung in der Düse
nicht. Die schrägen Verdichtungsstöße an den Hinterkanten der In-
jektorteile zeigen, dass wie gewünscht eine überexpandierte Über-
schallströmung in der Düse immer erreicht wird.

Die numerische Untersuchung der Injektorströmung bei höheren
Machzahlen (Modus 2) zeigt, dass ab einer Machzahl von 2.26 kein
Geradstoß in Punkt C gebildet wird, bzw. keine überkritischen Be-
dingungen erreicht werden und der Injektorstrom vollständig im
Überschall verbleibt (Abbildung 7.7). Die höhere Anströmmachzahl
bedeutet eine höhere Flugmachzahl, bzw. eine höhere Totaltempe-
ratur. Dabei wird die für die Selbstzündung notwendige statische
Temperatur schon beim Überschallmodus erreicht. Folglich sinken
wie erwünscht die Totaldruckverluste, was man auch aus dem Ver-
gleich der Strömungen in der Düse in den Abbildungen 7.6 und 7.7
sieht. Die Verdichtungsstöße an den Hinterkanten des Injektors wer-
den bei einer Machzahl von 2.6 flacher, was einem höheren loka-
len statischen Druck im Injektorstrom entspricht. Bei der Eindüsung
des Wasserstoffs wird die Übergangsmachzahl natürlich größer. Die-
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ses Beispiel zeigt aber, dass der Übergang zum Überschallmodus im
Injektorstrom ohne Geometrieänderung des Kanals wie geplant er-
folgen kann und die Verluste bei höheren Flugmachzahlen abnehmen
werden. Dadurch kann ein breitbandiger Einsatzbereich des Injektor-
konzeptes erreicht werden.

7.2.3 Stoßstabilisierung

Die numerische Untersuchung diverser Möglichkeiten zur Stabilisie-
rung des Geradstoßes [Gra02] zeigte, dass die Verwendung der By-
passöffnungen eine effektive Lösung des Problems bietet, die auch
konstruktiv realisierbar ist. Die Öffnungen übernehmen mehrere
Funktionen, die die Stoßstabilisierung beeinflussen. Einerseits wird
beim Diffusorstart die notwendige Luftmasse durch die Bypassöff-
nungen aus dem Injektorstrom abgeleitet, was das Entstehen des
Geradstoßes vor dem Diffusor verhindert, andererseits bildet die Ab-
leitung der Luftmasse durch die Öffnungen eine virtuelle divergente
Kontur, die für die Stoßstabilisierung notwendig ist. Der Geradstoß
stabilisiert sich an den Öffnungen, da an dieser Stelle eine Absenkung
des statischen Drucks erreicht wird. Der Stabilisierungsmechanismus
wird im Folgenden detailliert beschrieben. Ferner ist zu bemerken,
dass die Grenzschichtdicke an den Öffnungen stark reduziert wird
und keine Grenzschichtablösung am Geradstoß, die die Stabilisierung
beeinflussen würde, stattfindet.

Die Bypassöffnungen wurden im Bereich zwischen der ersten
Eindüsungsstelle im Hauptstrom und der Eindüsungsstelle im Injek-
torstrom platziert und verbinden den Injektorstrom mit den Haupt-
strömen. Der Geradstoß wird in diesem Fall vor der Wasserstoff-
eindüsung im Injektorstrom stabilisiert, so dass die Eindüsung in die
Unterschallzone stattfindet. Die Überströmung durch die Öffnungen
führt aber zur Bildung von Verdichtungsstößen in den Hauptströmen
und folglich zum Anstieg der Totaldruckverluste. Zusätzlich steigt
auch der statische Druck im Hauptstrom und der Druckgradient
zwischen dem Injektorstrom und den Hauptströmen sinkt. Ein zu
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geringer Druckgradient kann dazu führen, dass die für die Stoßstabi-
lisierung notwendige Massenableitung und die Absenkung des stati-
schen Drucks nicht erreicht werden. Die Untersuchung der optimalen
Form und Fläche der Öffnungen in Bezug auf die Totaldruckverluste
in den Hauptströmen und auf die Gewährleistung der notwendigen
Druckdifferenz [Peu02] zeigte, dass schlitzförmige Öffnungen für die
Überströmung besser geeignet sind als kreisförmige Öffnungen. Inner-
halb der Öffnung bilden sich Ablösungszonen, so dass die wirksame
Strömungsfläche wesentlich kleiner als die geometrische Öffnungs-
fläche wird. Dadurch hat eine schlitzförmige Öffnung, die längs der
Strömungsrichtung ausgeführt ist, ein höheres Verhältnis von wirksa-
mer zu geometrischer Öffnungsfläche. Die konstruktive Ausführung
der Bypassöffnungen ist in Abbildung 7.8 dargestellt. Die Öffnungen
sind in zwei Reihen angeordnet, die um 1 mm zueinander versetzt
sind. Einerseits führt eine solche Anordnung zu einer Vergrößerung
der potenziellen Stabilisierungszone, andererseits werden dadurch die
Verluste in den Hauptströmen reduziert7. Zusätzlich führt die Verset-
zung zu einer besseren Mischung von Brennstoff und Luft im Haupt-

7Die Druckdifferenz zwischen den Strömen steigt entlang der Öffnung in Strömungsrichtung,
d.h. der Hauptstrom wird zuerst einer geringeren Druckdifferenz ausgesetzt und dadurch bildet
sich ein schwächerer Verdichtungsstoß. Somit beeinflusst die stärkere Druckdifferenz die durch
den ersten Verdichtungsstoß verzögerte Strömung. Insgesamt werden so die Verluste geringer.
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Abbildung 7.8: Konstruktive Ausführung der Bypassöffnungen.
Draufsicht auf den Injektor.
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Abbildung 7.9: Schematische Darstellung der Überströmung. Po-
sitionierung der Schnittebenen für die Darstellung
der numerischen Ergebnisse.

strom. Die Anordnung der Bypassöffnungen und der Bohrungen für
die Wasserstoffeindüsung ist in Abbildung 7.9 zu sehen. Die Intensi-
vierung der Mischung ist eine wichtige Funktion der Überströmung,
die das grundlegende Problem der Mischung in Überschallströmun-
gen lösen kann. Der Mechanismus der Wechselwirkung zwischen der
Überströmung und den Mischungsvorgängen wird im nächsten Ab-
schnitt detailliert beschrieben.

Die Ergebnisse der numerischen Strömungssimulation im Injektor-
bereich sind in Abbildung 7.10 als Konturdiagramme der Machzahl
in drei Schnittebenen entsprechend der Darstellung in Abbildung
7.9 zu sehen. Zum Vergleich und zur Validierung der numerischen
Simulation ist auch die Schattenaufnahme des Injektorstroms darge-
stellt. Die Schnittebenen schneiden den Injektorbereich entlang der
Strömungsrichtung und senkrecht zur Injektorplatte bei z = 0 mm,
z = 1.5 mm und z = 3 mm (Abbildung 7.9). Die Schnittebene bei
z = 0 mm entspricht der Symmetrieebene und schneidet eine Öffnung
aus der zweiten Reihe, während die Ebene z = 3 mm eine Öffnung
aus der ersten Reihe durchschneidet. Die Schnittebene z = 1.5 mm
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Abbildung 7.10: Stoßstabilisierung. Numerische Strömungssimula-
tion im Injektorbereich (oben) und Schattenauf-
nahme des Injektorstroms (unten). Eintrittsbe-
dingungen: M = 2.1, T0 = 298 K, p0 = 7.5 bar
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liegt in der Mitte zwischen zwei Öffnungen. Man sieht, dass sich
der Geradstoß an der ersten Reihe der Öffnungen (Schnittebene
z = 3 mm) stabilisiert und somit die Öffnungen aus der zweiten Rei-
he sich in der Unterschallzone des Injektorstroms befinden. Dadurch
herrscht an der zweiten Reihe ein deutlich höherer Druckgradient und
demzufolge ist der Massenstrom hier wesentlich höher als der durch
die Öffnungen der ersten Reihe ausgelöste Massenstrom. Es ist deut-
lich zu erkennen, dass die wirksame Strömungsfläche für die Öffnung
in der zweiten Reihe viel größer als für die Öffnung in der ersten
Reihe ist. Wie man aus den Machzahlkonturen erkennt, bilden sich
in den Hauptströmen an den Öffnungen schräge Verdichtungsstöße
mit unterschiedlicher Neigung und formen eine komplexe dreidimen-
sionale Strömung. Die von den Wänden reflektierten Stöße treffen
auf die Injektorplatten und rufen Grenzschichtablösungen hervor, die
aber in den drei Ebenen mit einem Abstand von 1.5 mm sehr unter-
schiedlich sind. Es ist erkennbar, dass die stärkste Ablösung in der
Schnittebene z = 0 mm stattfindet, was einerseits durch eine intensi-
vere Überströmung, aus der die Bildung einer dickeren Grenzschicht
resultiert, und andererseits durch einen stärkeren Verdichtungsstoß
mit einem höheren Drucksprung zu erklären ist.

Die dargestellte Schattenaufnahme zeigt auch einen an den Öffnun-
gen stabilisierten Geradstoß, der das System aus den schrägen Ver-
dichtungsstößen abschließt. Es ist zu beachten, dass in der Numerik
zweidimensionale Schnitte dargestellt sind, während die Schatten-
aufnahme eine integrierende Visualisierung der Strömung darstellt.
Die senkrechte dunkle Linie vor dem Injektor wird durch die Grenz-
schichtablösung am Diffusoreinlauf verursacht. Eine detailliertere Be-
schreibung zur Schattenaufnahme ist in [San03] zu finden.
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7.3 Intensivierung der Mischung durch die

Überströmung

Das Mischungsproblem, das schon bei der Beschreibung der stre-
benförmigen Injektoren in Abschnitt 6 diskutiert wurde, bleibt noch
ungelöst. Zahlreiche Publikationen zu diesem Thema zeigen, dass
die Variation des Eindüsungsdrucks hauptsächlich die Penetration
des Strahls beeinflusst, aber dennoch die laterale Mischung margi-
nal bleibt. Als Kontrollparameter der Strahlpenetration wird oft das
Verhältnis zwischen dem Strahlmoment und dem Moment des Frei-
stroms verwendet [GNCD95, EWDM98].

J =
(ρu2)j

(ρu2)f
=

(γpM 2)j

(γpM 2)f
(7.3)

Die experimentelle Untersuchung der Mischung und der Strahlpene-
tration von Gruber [GNCD95] in Abhängigkeit von der Form der In-
jektoröffnung und von der Neigung des Strahls zum Freistrom8 zeigte,
dass die Erhöhung des Impulsverhältnisses zur Erhöhung der Pene-
tration für alle drei Injektoren führt. Die Form der Injektoröffnung
hat einen sehr geringen Einfluss auf die transversale Penetration,
während die Orientierung des Injektors zum Freistrom die wichtigste
Rolle spielt. Die laterale Ausbreitung des Strahls im Nahbereich war
mit dem elliptischen Injektor um 25% höher als mit dem kreisförmi-
gen senkrechten Injektor, was durch die Bildung von asymmetrischen
Wirbeln an der Austrittsebene des elliptischen Injektors zu erklären
ist. Die größeren Wirbel, die für die laterale Mischung im Nahbereich
verantwortlich sind, werden bei der senkrechten Eindüsung durch die
Scherkräfte an der Strahlgrenze bei der Strahlumlenkung und durch
die Vorticity in der Strahlgrenzschicht generiert. Bei der schrägen
Eindüsung entwickeln sich keine größeren Wirbelstrukturen, und da-
durch erfolgt die Mischung im Nahbereich viel langsamer als bei der

8Es wurde die Eindüsung von Helium und Kohlendioxid bei Mj = 1 in einen Freistrahl von
Luft mit Mf = 2 durch drei unterschiedliche Injektoren untersucht: ein kreisförmiger Injektor
senkrecht zum Freistrom und mit einem Winkel von 15◦ zum Freistrom und ein elliptischer
Injektor senkrecht zum Freistrom.



144 7 Zweistrom-Injektor

transversalen Eindüsung. Die Mischung im Fernbereich ist von der
Eindüsungsrichtung unabhängig und bleibt in allen Fällen gering.

Die Überströmung vom Injektor- in den Hauptstrom kann für die
Verbesserung der Mischung verwendet werden, da das dabei ent-
stehende transversale Moment zur Bildung von größeren gegenein-
ander rotierenden Wirbeln führt. Da sich die erste Eindüsungsposi-
tion im Hauptstrom vor den Bypassöffnungen befindet, wird dieser
Wasserstoffstrahl direkt von der Überströmung beeinflusst. Die da-
bei gebildete Strömungsstruktur ist schematisch in Abbildung 7.11
dargestellt. Die Eindüsungsöffnung liegt in der Symmetrielinie der In-
jektorplatte, so dass die Überströmung durch die Bypassöffnung aus
der zweiten Reihe, wo der maximale Massenstrom erreicht wird, in
den Wasserstoffstrahl eindringt. Die Wechselwirkung zwischen dem
Wasserstoffstrahl und der Überströmung findet nach der Umlenkung
des Strahls statt, so dass die durch die Umlenkung entstehenden
großen Wirbel die primäre laterale Mischung bereits bewirkt haben.

Die dreidimensionale numerische Simulation der Strömung im In-

Mf∞ > 1
M j = 1

Rezirkulationszonen

Mach
Disk

Verdichtugsstoß

Mischungsgrenze

Überströmung

Wirbel

Abbildung 7.11: Schematische Darstellung der Strömungsstruktur
an der ersten Eindüsungsposition im Hauptstrom
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jektorbereich mit Wasserstoffeindüsung bestätigte den beschriebe-
nen Mischungsvorgang. Die Verteilung des Wasserstoffs nach der
Eindüsung ist in Abbildung 7.12 detailliert dargestellt. Zu sehen sind
die Konturdiagramme des Wasserstoffmolenbruchs in der Schnitt-
ebene senkrecht zur Strömungsrichtung mit einem Abstand von je-
weils 1 mm. Die Nummerierung der Schnittebenen entspricht der
y-Koordinate. Zur besseren Darstellung werden nur die Konturen
links von der Symmetrieebene gezeigt. Die oberen und die unteren
Teile der Verteilungen betreffen den Hauptstrom bzw. den Injektor-
strom. Die Visualisierung betrifft nur den Bereich nach der ersten
Eindüsungsposition (y = 9 . . . 20 mm), da in diesem Bereich die
beschriebenen Mischungsvorgänge auftreten. Die Wasserstoffvertei-
lung an anderen Eindüsungspositionen sowie die Beschreibung der
Rechengitter ist in den nächsten Abschnitten zu finden. Es ist anzu-
merken, dass die dargestellte Simulation bei einer höheren Machzahl
(M = 2.2) und einem höheren Totaldruck (p 0 = 10 bar) in der
Brennkammer durchgeführt wurde. Die Mischung bei den Standard-
bedingungen (M = 2.1, p0 = 7.5 bar, T0 = 1160 K, p0,H2

= 20 bar,
T0,H2

= 300 K) erfolgt praktisch identisch und die Ergebnisse dazu
werden in den nächsten Abschnitten präsentiert.

Man sieht, dass der Wasserstoffstrahl sofort nach der Eindüsung
(Schnitt 9) umgelenkt wird und die laterale Mischung bis zur By-
passöffnung (Schnitt 12) sehr langsam verläuft. Durch die Ablösungs-
zone innerhalb der Bypassöffnung dringt der Wasserstoff teilweise in
die Öffnung ein (Schnitt 12). Die durch die Öffnung strömende Luft
teilt den Wasserstoffstrahl in zwei Teile und produziert zwei gegen-
einander rotierende Wirbel (Schnitte 13, 14, 15). Das führt zu einer
Intensivierung der lateralen Mischung und der Wasserstoff verteilt
sich gleichmäßig innerhalb zweier elliptischer Wolken (Schnitt 16). Zu
bemerken ist, dass nur eine Seite des Wasserstoffstrahls dargestellt
ist. Die beiden Wolken wachsen zusammen (Schnitte 17, 18, 19, 20),
so dass ca. 11 mm nach der Eindüsung ein Bereich mit gleichmäßiger
Luft-Wasserstoff-Mischung auftritt. Der Molenbruch des Wasserstoffs
innerhalb dieses Bereichs beträgt ca. 0.5. Der optimale Molenbruch
(φ = 1) kann durch die Reduzierung des Wasserstoffeindüsungs-
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Abbildung 7.12: Mischungsverbesserung durch die Überströmung.
Simulationsergebnisse. M = 2.2, p 0 = 10 bar,
T 0 = 1160K, p 0,H2

= 30 bar, T 0,H2
= 300 K

drucks erreicht werden, was auch zusätzlich zu einem schwächeren
Verdichtungsstoß und zur Reduzierung der Verluste im Hauptstrom
führt.

7.4 Rechengitter

Für die numerische Simulation der Strömungs- und Reaktions-
vorgänge im Injektorbereich wurde ein strukturiertes Rechengitter
verwendet, das in Abbildung 7.13 dargestellt ist. Zahlreiche Versuche,
ein unstrukturiertes Netz in den Bereichen mit den Eindüsungsöff-
nungen und den Bypassöffnungen zu verwenden und damit die Zeit
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Zusätzliche Wasserstoffeindüsungen

Wasserstoffeindüsungen

1

2

3

4

Bypassöffnungen

y

z

x

Symmetrieebene x = 0

Symmetrieebene z = 0

Abbildung 7.13: Rechengitter

für die Gittergenerierung zu reduzieren, führten zu einer unphysi-
kalischen Strömungsstruktur in diesen Bereichen. Das strukturierte
Netz bringt auch eine schnellere Konvergenz mit sich. Wie man in
Abbildung 7.13 sieht, besteht das Rechennetz aus zwei Bereichen mit
unterschiedlichem Feinheitsgrad. Das gröbere Netz hat eine mittle-
re Zellenlänge von 0.5 mm, während das feinere Netz im Bereich
der Bypassöffnungen und der Eindüsungsöffnungen eine Zellenlänge
von 0.125–0.25 mm besitzt. Die konstruktive Ausführung des In-
jektors erlaubt, zwei Symmetrieebenen in der Simulation zu ver-
wenden und dadurch das Rechengebiet um 75% zu verkleinern. Für
die Parameterstudie wurden bei der Gittergenerierung vier zusätz-
liche Wasserstoffeindüsungen vorgesehen, die wie die nummerierten
Haupteindüsungen (Abbildung 7.13) in y-Richtung verteilt sind und
in der Mitte zwischen der Symmetrieebene und der Wand liegen.
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7.5 Mischung, Zündung und Reaktionsausbrei-

tung im Injektorbereich

Die dreidimensionale Simulation der Strömung mit Wasserstoff-
eindüsung ohne Berechnung der chemischen Reaktion (”kalte”
Lösung) wurde zuerst durchgeführt. Dies geschah, um einerseits die
Wasserstoffverteilung und das Temperaturfeld und somit die poten-
ziellen Zündungszonen zu erkennen, und andererseits ist die nicht
reagierende Lösung als Anfangsbedingung für die Berechnung der
Reaktion notwendig. Der Wasserstoff wurde mit einem Totaldruck
p 0,H2

von 20 bar und einer Totaltemperatur T 0,H2
von 300 K durch

die Öffnungen in der Symmetrieebene z = 0 eingedüst. Die Mach-
zahl, der Totaldruck und die Totaltemperatur der Luft betragen 2.1,
7.5 bar bzw. 1160 K. Das Temperaturfeld in der Symmetrieebene
z = 0 ist in Abbildung 7.14 dargestellt. Man sieht, dass nach dem
Geradstoß im Injektorstrom sich an den Öffnungen ein Hochtempe-
raturbereich ausbildet. Durch die Mischung mit dem kalten Wasser-
stoff sinkt die statische Temperatur unter die Zündgrenze. Hinter
dem Wasserstoffstrahl wird eine Rezirkulationszone gebildet (Abbil-
dung 7.14), in der sowohl die Strömungsgeschwindigkeit gering ist,
als auch eine perfekte Vermischung mit einer hohen statischen Ge-
mischtemperatur erreicht wird.

Die Berechnung der chemischen Reaktion bestätigt, dass die
Zündung in diesem Bereich stattfindet. Die Simulationsergebnisse
zur reagierenden Strömung sind detailliert in den Abbildungen 7.15,
7.17, 7.18 dargestellt. In Abbildung 7.16 ist die experimentelle Auf-
nahme der Flammeneigenfluoreszenz zu sehen. Das Stoßsystem bleibt
stabil, wie man aus der Machzahlkontur (Abbildung 7.15) erken-
nen kann, und der Geradstoß wird an den Bypassöffnungen stabi-
lisiert. In der Düse findet die Wiederbeschleunigung des Injektor-
stroms statt. Die Konturdiagramme der statischen Temperatur, der
H2− und OH−Molenbrüche in der Symmetrieebene (z = 0) zei-
gen, dass sich im Injektorstrom zwei symmetrische Reaktionszonen
ausbilden (in Abbildung 7.15 ist nur die obere Hälfte gezeigt). Der
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Abbildung 7.14: Nichtreagierende Strömung. Statische Tempera-
tur in der Symmetrieebene (z = 0). M = 2.1,
p0 = 7.5 bar, p0,H2

= 20 bar, T0 = 1160 K,
T0,H2

= 300 K.

Grund dafür ist die beschriebene Rezirkulationszone hinter dem Was-
serstoffstrahl, die eine gute Vermischung der Edukte forciert. Zusätz-
lich spielt die Grenzschicht an den Injektoroberflächen eine wichtige
Rolle für die Zündung. Die Position und die Form der Reaktionszone
korrelieren sehr gut mit den experimentellen Aufnahmen des Eigen-
fluoreszenzsignals (Abbildung 7.16). Durch die Beschleunigung in der
Düse sinken die statische Temperatur und die Radikalenkonzentrati-
on ab, wodurch das Eigenfluoreszenzsignal unterhalb der Detektions-
grenze der Kamera liegt. Nach der Düse treten Verdichtungsstöße an
den Hinterkanten des Injektors auf, die die Reaktion intensivieren.
Die statische Temperatur und die Radikalenkonzentration steigen.
Dieser Vorgang ist sowohl in den numerischen Ergebnissen (Abbil-
dung 7.15) als auch in der experimentellen Aufnahme deutlich zu
sehen.

Eine detaillierte Erklärung der Zündung und der Reaktionsaus-
breitung im Injektorstrom liefert die Analyse der Wasserstoff- und
der OH−Radikalenverteilungen in den Schnittebenen senkrecht zur
Strömungsrichtung (Abbildungen 7.17, 7.18). Die Darstellung der
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300 K.

Wasserstoffverteilung beginnt bei y = 9 mm, was der ersten
Eindüsungsposition (Position 2 in Abbildung 7.13) im Hauptstrom
entspricht. Die Schnittebenen mit der Verteilung des OH−Radikals
beginnen erst bei y = 31 mm, was der Zündungsposition in der
Grenzschicht der Rezirkulationszone entspricht. Die gegenüberlie-
gende symmetrische Eindüsung im Injektorstrom führt dazu, dass
die dabei entstehenden gegeneinander rotierenden Wirbelpaare je-
den Wasserstoffstrahl aufteilen. Der Wasserstoff verteilt sich inner-
halb der kreisförmigen Bereiche, die sich an den beiden Symmetrie-
ebenen berühren (Schnitte y = 19 − 39 mm, Abbildung 7.17). Da
sich die statische Temperatur nach dem Geradstoß nur durch den
Mischvorgang ändert, existiert eine reziproke Korrelation zwischen
der Temperatur und der Wasserstoffkonzentration, d.h. je niedriger
die Konzentration desto höher die Gemischtemperatur. Man sieht,
dass die günstigsten Bedingungen für eine Zündung, die den in Ab-
schnitt 6.5 beschriebenen Zündkriterien von Huber entsprechen, in
Punkt A (Schnitt y = 29 mm, Abbildung 7.17) erreicht werden.
Der Molenbruch von 0.3 entspricht dem Äquivalenzverhältnis der
Mischung von ca. 0.2. Das Gemisch zündet bei y ≈ 31 mm, was im
entsprechenden Schnitt in Abbildung 7.18 zu sehen ist. Die Reaktion
breitet sich zuerst schnell im Bereich zwischen den Wasserstoffwol-
ken (Schnitte y = 31 − 34 mm, Abbildung 7.18) und danach rund
um die Wasserstoffstrahlen aus (Schnitte y = 39 − 49 mm). Die
weitere Entwicklung der Reaktion wird vollständig durch die Mi-
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schung kontrolliert, was aus dem Verbrauch des Wasserstoffs (Schnit-
te y = 39−64 mm, Abbildung 7.17) zu sehen ist. Die Radikalenkon-
zentration fällt während der Beschleunigung in der Düse (Schnitte
y = 44−59 mm, Abbildung 7.18) und steigt sofort nach dem Düsen-
ende wieder an (Schnitt y = 64 mm), wobei die Verdichtungsstöße
an den Hinterkanten des Injektors zu einer Intensivierung der Re-
aktion führen. Die radikalenreiche Zone liegt optimal an der Grenze
zwischen dem Injektorstrom und dem Hauptstrom. Es ist deutlich zu
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erkennen, dass das Äquivalenzverhältnis der Mischung im Injektor-
strom nach der Düse größer als eins ist und ein vollständiger Was-
serstoffverbrauch in diesem Bereich nicht erreicht wird. Aus diesem
Grund ist es sinnvoll, für zukünftige Optimierungsarbeiten mit einem
geringeren Eindüsungsdruck aber mit mehreren Eindüsungspositio-
nen zu arbeiten.

Man sieht, dass im Hauptstrom an den Öffnungen der in Abschnitt
7.3 beschriebene Mischungsvorgang stattfindet. Die Vermischung des
an den Positionen 3 und 4 eingedüsten Wasserstoffs ist nicht so
effizient wie an der zweiten Position. Das Äquivalenzverhältnis im
Mischungsbereich liegt bereits nach der ersten Eindüsung deutlich
über eins und die Eindüsungen 3 und 4 führen zu einer Ausbildung
eines sehr fetten Gemisches in der Mitte des Mischungsbereiches, das
genauso wie im Injektorstrom nicht vollständigt verbrennen wird.
Deswegen ist es sinnvoll, auch im Hauptstrom mit einem geringeren
Eindüsungsdruck zu arbeiten und mehrere Eindüsungspositionen im
Hauptstom vor den Bypassöffnungen anzuordnen.

Trotz eines zu hohen Äquivalenzverhältnisses in der Mitte des Mi-
schungsbereiches im Hauptstrom (Schnitt y = 64 mm, Abbildung
7.17) liegt ein optimales Gemisch am Rand des Bereiches vor und
trifft nach der Hinterkante des Injektors auf die radikalenreiche Zo-
ne des Injektorstroms, was eine intensive Reaktionsausbreitung in
den Hauptstrom gewährleistet. Die numerischen Untersuchungen zur
Flammenausbreitung im Hauptstrom werden im nächsten Abschnitt
vorgestellt.

Dadurch dass die Zündung in der Grenzschicht der Rezirkulations-
zone hinter dem Wasserstoffstrahl stattfindet, und die Grenzschicht
wegen der begrenzten Rechnerkapazität nicht vollständig aufgelöst
werden kann, zeigen die numerischen Untersuchungen eine untere
Totaltemperaturgrenze von 1150 − 1160 K für die Selbstzündung,
während im Experiment eine Selbstzündung ab ca. 900K beobach-
tet wurde. Durch den kurzen Abstand zwischen der Eindüsung und
der Reaktionszone ist der Einfluss der zeitlichen Inhomogenitäten
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sowohl von Temperatur als auch von Konzentrationen auf die Re-
aktion nicht auszuschließen. Wie in Abschnitt 3.5 analysiert wurde,
führt die Berücksichtigung der Fluktuationen zur Selbstzündung bei
geringerer Temperatur, wobei die dominante Rolle von den Tempe-
raturfluktuationen übernommen wird. Die Untersuchung eines sol-
ches Einflusses ist das Thema für zukünftige Arbeiten. Abgesehen
von der Grenzschichtauflösung und den zeitlichen Fluktuationen be-
steht auch eine Unsicherheit in Hinblick auf den Reaktionsmecha-
nismus, da dessen Schwächen genau im betrachteten Temperatur-
bereich auftreten. Trotzdem zeigen die numerischen und die experi-
mentellen Ergebnisse identische Strömungs- und Reaktionsvorgänge
und bestätigen die Funktionsfähigkeit des entwickelten Zweistrom-
Injektor-Konzeptes.

7.6 Reaktionsausbreitung im Nachlauf des In-

jektors

Um die Flammenausbreitung in den Hauptstrom zu untersuchen,
wurde für die numerischen Arbeiten ein divergentes Brennkammer-
segment mit einem Expansionswinkel von 4◦ verwendet (Abbildung
7.19). Aus Rechnerleistungsgründen wurde der Nachlauf getrennt be-
rechnet, d.h. die Austrittsbedingungen am Ende des Injektorberei-
ches wurden als Eintrittsbedingungen für den Nachlauf eingesetzt. Es
wurde ein homogenes strukturiertes Rechengitter mit gleicher Diskre-
tisierung wie im Injektorbereich verwendet, wobei die beiden Simula-
tionsbereiche am Interface knotenkompatibel sind. Der Simulations-
bereich wurde wieder durch die Verwendung von Symmetrieebenen
reduziert.

Zur Verdeutlichung sind die Ergebnisse der Nachlaufsimulation als
Konturdiagramme in der Symmetrieebene (z = 0) zusammen mit den
Ergebnissen aus der Simulation des Injektorbereiches dargestellt. In
Abbildung 7.20 sind die Konturdiagramme der Machzahl, der stati-
schen Temperatur und des OH−Molenbruchs zu sehen. Es ist zu er-
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Abbildung 7.19: Geometrie des Nachlaufsegments

kennen, dass in der Symmetrieebene, d.h. im Nachlauf des Injektors,
eine höhere Machzahl erreicht wird, wobei die Machzahl im Haupt-
strom durch die hohe Konzentration des Wasserstoffs und durch die
erst langsam fortschreitende Reaktion nahe bei eins liegt. Durch die
Scherkräfte in der Scherschicht zwischen Injektor- und Hauptstrom
findet eine schnelle Vermischung zwischen dem radikalenreichen rea-
gierenden Injektorstrom und dem Wasserstoff–Luft-Gemisch aus dem
Hauptstrom statt, und die Reaktion breitet sich in den Hauptstrom
aus. Gleichzeitig zur Reaktionsausbreitung findet die Strömungs-
expansion statt. Demzufolge ist die Verbrennungstemperatur deut-
lich niedriger als in der Vorbrennkammer. Aus dem Konturplot des
OH−Molenbruchs sind ab ca. y = 90 mm zwei getrennte Reakti-
onsbereiche, deutlich zu erkennen, die dem Injektorstrom und dem
Hauptstrom entsprechen.

Um den Mechanismus der Reaktionsausbreitung besser zu ver-
stehen, sind die Konturdiagramme der Wasserstoff- und der OH-
Molenbrüche in den Schnittebenen senkrecht zur Strömungsrichtung
in Abbildung 7.21 dargestellt. Zuerst wird die Reaktion im Injek-
torstrom intensiver und umfasst den Querschnitt mit Brennstoff
vollständig. Danach breitet sich die Reaktionszone in den Haupt-
strom aus. Man sieht, dass das fettere Gemisch deutlich langsamer
reagiert und die Reaktion sich rund um die Wasserstoffwolke ausbrei-
tet, wo das Äquivalenzverhältnis unter eins oder nahe bei eins liegt.
Stromab vom Injektor ist die Mischung quer zur Hauptströmungs-
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Abbildung 7.20: Reaktionsausbreitung im Nachlauf des Injektors

richtung sehr schwach, so dass auch bei massiver Verlängerung der
Brennkammer Bereiche ohne Brennstoff bleiben. Es ist davon auszu-
gehen, dass der Wasserstoff in Gebieten mit Luftüberschuss in einer
verlängerten Brennkammer vollständig ungesetzt werden kann, aber
dennoch der Überschussbrennstoff in den Luftmangelzonen emittiert
wird.

Die Konturdiagramme der Machzahl in den Schnittebenen senkrecht
zur Strömungsrichtung am Anfang und am Ende des Nachlaufseg-
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H2−Molenbruch (rechts).
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ments (Abbildung 7.22) liefern Informationen über die Strömungs-
form. Man sieht, dass sich nach dem Injektor eine Strömung mit
einer räumlich inhomogenen Machzahlverteilung ausbildet. Die Be-
reiche mit einer Machzahl nahe bei eins werden sowohl durch die
Wärmefreisetzung im Injektorstrom als auch durch die Änderung
der Gaseigenschaften im Hauptstrom9 verursacht. Die Strömungsex-
pansion im divergenten Teil des Nachlaufsegmentes führt zu einer
Erhöhung der Machzahl in den nichtreagierenden Strömungszonen
und verhindert ein thermisches Blockieren.

Da die experimentellen Untersuchungen der Reaktionsausbreitung in
den Hauptstrom im Freistrahl erfolgten, d.h. ohne das Nachlaufseg-
ment, können die numerischen und experimentellen Ergebnisse nicht
direkt verglichen werden. Die experimentellen Ergebnisse zur Ver-
brennung im Nachlauf des Injektors im Freistrahl sind in [San03] zu
finden.

9Die Gaskonstante für Wasserstoff ist wesentlich größer als für Luft. Dadurch ist die Mach-
zahl eines Wasserstoff-Luft-Gemisches niedriger als die Machzahl reiner Luft bei der gleichen
Strömungsgeschwindigkeit und Temperatur.



160 7 Zweistrom-Injektor

7.7 Parameterstudie

Um die Sensitivität des Zweistrom-Konzeptes auf die Änderung der
Anström- und Eindüsungsparameter zu untersuchen und Optimie-
rungsrichtlinien zu finden, wurden mehrere Simulationen mit unter-
schiedlichen Eintrittsbedingungen durchgeführt. Die wichtigsten Er-
gebnisse und die daraus abgeleiteten Schlussfolgerungen werden in
diesem Abschnitt vorgestellt.

Die Aktivierung zusätzlicher Wasserstoffeindüsungsöffnungen (Ab-
bildung 7.13) führt zu einer besseren räumlichen Verteilung des Was-
serstoffs. Die Simulationsergebnisse mit allen aktiven Eindüsungs-
positionen sind in Abbildung 7.24 zu sehen. Die Eintrittsbedin-
gungen entsprechen der in den vorherigen Abschnitten beschriebe-
nen Berechnung, so dass man die Ergebnisse vergleichen kann. Die
globalen Äquivalenzverhältnisse für den Injektor- und den Haupt-
strom sind in diesem Fall ca. 1.25 bzw. 1.4. Aus den Konturdia-
grammen des Wasserstoffmolenbuchs ist deutlich zu erkennen, dass
asymmetrische Wirbelstrukturen an den Bypassöffnungen gebildet
werden, was zur Deformation der seitlichen Wasserstoffwolken rela-
tiv zu den mittleren Wolken führt. Im Injektorstrom führen zusätz-
liche Eindüsungsöffnungen zur Bildung eines fetteren und kälte-
ren Wasserstoff-Luft-Gemisches. Dadurch werden die Zündkriterien
( tauf

tr
= Mi ≥ 1) in der Vorbrennkammer nicht mehr erfüllt.

Ein anderes interessantes Ergebnis liefert die Untersuchung des Injek-
tors bei einer höheren Anströmmachzahl von 2.2. Gleichzeitig wur-
den die Totaldrücke sowohl für den Luftstrom als auch für den Was-
serstoff erhöht und betragen 10 bar bzw. 30 bar. Die Erhöhung der
Machzahl in der Brennkammer soll einen Betriebszustand mit einer
geringeren Verzögerung der Anströmung im Triebwerkeinlauf nach-
bilden, was zur Minimierung der Verluste des gesamten Antriebssy-
stems führen würde.

Mischung und Zündung im Injektorbereich sind identisch geblieben.
Die Konturdiagramme der Wasserstoff- und OH−Molenbrüche in der
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Schnittebene am Ende des Injektorbereiches sind in Abbildung 7.24
dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass eine höhere Konzentrati-
on der OH−Radikale im Injektorstrom im Vergleich zur Eindüsung
mit 20 bar erreicht wird. Zusätzlich umfasst die Reaktionszone die
Wasserstoffstrahlen vollständig und homogen. Der Grund dafür ist
eine bessere Vermischung der Edukte in der Vorbrennkammer, die
durch einen stärkeren Aufprall der gegeneinander orientierten Was-
serstoffstrahlen erreicht wird. Neben der Mischungsverbesserung im
Injektorstrom führt der höhere Eindüsungsdruck zum Abheben der
Mischzonen von den Injektorplatten. Dadurch ist der Abstand zwi-
schen der Reaktionszone im Injektorstrom und der Wasserstoffwolke
im Hauptstrom größer, was die Flammenausbreitung in den Haupt-
strom verschlechtert, bzw. eine längere Mischstrecke nach der In-
jektorhinterkante erfordert. Die Simulation der Strömung im diver-
genten Nachlauf des Injektors zeigt, dass sich die Reaktion nicht in
den Hauptstrom ausbreiten kann, da sich die radikalenreiche Zone
und die Wasserstoffwolke im Hauptstrom im divergenten Kanal wei-
ter von einander entfernen. Bei der Verwendung eines nicht expan-
dierenden Nachlaufsegmentes findet die Flammenausbreitung in den
Hauptstrom ca. 100mm stromabwärts der Hinterkante statt. Zusätz-
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lich ist das in beiden Strömen ausgebildete Gemisch wesentlich fetter,
was zur Verschlechterung des Ausbrands führt.

Die erzielten Ergebnisse liefern eindeutige Hinweise für zukünftige
Optimierungsarbeiten. Neben der Mischungsverbesserung im Injek-
torstrom bzw. der Intensivierung der Reaktion, bringt die Erhöhung
des Eindüsungsdrucks mehrere Nachteile. Besonders wichtig ist die
Reduzierung des Eindüsungsdrucks bei der Nutzung zusätzlicher
Eindüsungspositionen. Die Vermischung der Wasserstoffstrahlen an
den Positionen 3 und 4 (vgl. Abbildung 7.13) ist deutlich schlechter
als die Vermischung des Wasserstoffstrahls an Position 2. Demzufol-
ge ist es effizienter, die Haupteindüsungen vor den Bypassöffnungen
anzuordnen. Die Eindüsungspositionen 3 und 4, die für die Injek-
torkühlung von großer Bedeutung sind, sollten mit einem geringeren
Druck im Vergleich zu Position 2 versorgt werden und Wasserstoff-
strahlen mit einer marginalen Penetration generieren. Dadurch bildet
sich eine Wasserstoffschicht nahe der Injektorplatte aus, die einen si-
cheren Reaktionsausbreitungsvorgang gewährleistet.
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Die Simulationsergebnisse bei einer Anströmmachzahl von 2.2 zei-
gen, dass auch bei höheren Brennkammermachzahlen eine stabile
Zündung im Injektorstrom erreicht wird, wobei das Problem der
Reaktionsausbreitung in den Hauptstrom durch die Anpassung der
Eindüsungsdrücke zwischen den Eindüsungspositionen leicht zu lösen
ist. Es ist zu erwarten, dass die beschriebenen Zünd- und Reaktions-
vorgänge im Injektorstrom auch bei höheren Brennkammermachzah-
len erhalten bleiben, solange ein Geradstoß im Diffusor gebildet wird,
und eine Unterschallströmung in der Vorbrennkammer herrscht (Mo-
dus 1). Falls bei einer weiteren Erhöhung der Brennkammermachzahl
kein Geradstoß mehr gebildet wird und alle drei Ströme im Über-
schall bleiben, können sich die Zünd- und Reaktionsausbreitungs-
vorgänge ändern. Dadurch dass eine solche Brennkammermachzahl-
erhöhung mit der Erhöhung der Flugmachzahl bzw. der Totaltempe-
ratur verbunden ist, wird die Zündung aber nicht mehr der kritische
Punkt sein. Die weiteren Untersuchungen des Injektorkonzeptes in
Modus 2 sind Themen zukünftiger Arbeiten.

7.8 Schlussfolgerungen

Die Idee der radikalenstabilisierten Überschallverbrennung, die
aus numerischen und experimentellen Vorarbeiten zur Untersu-
chung des Vorheizers und der strebenförmigen Injektoren ent-
stand, lässt sich für eine breitbandig arbeitende Überschallbrenn-
kammer nutzen. Die Idee wurde in Form eines neuen Zweistrom-
Injektors umgesetzt. Die enge Zusammenarbeit zwischen der Nume-
rik und dem Experiment und die dadurch erreichte komplementäre
Analyse der Ergebnisse beschleunigten den Entwicklungsvorgang.
Während die numerischen Untersuchungen eine detaillierte Analy-
se der Strömungs-, Mischungs- und Reaktionsvorgänge ermöglichen,
liefern die experimentellen Untersuchungen [San03] wichtige Para-
meter zu den Betriebsgrenzen, wie z.B. die untere Temperaturgrenze
der Selbstzündung und die Verbrennungsintensität in Abhängigkeit
des Eindüsungsdrucks. Die Ergebnisse der Untersuchungen zeigen



164 7 Zweistrom-Injektor

mehrere Vorteile des Zweistrom-Injektorkonzeptes im Vergleich zu
strebenförmigen Injektoren:

• Das Zweistrom-Injektorkonzept zeigt einen stabilen Betrieb
über ein breites Spektrum an Eintrittsbedingungen, wobei schon
bei einer Flugmachzahl von 4 [San03] eine stabile Verbrennung
gewährleistet wird.

• Der Injektor ermöglicht den Einsatz bei höheren Brennkammer-
machzahlen, was einerseits zur Minimierung der Verluste im
Triebwerkeinlauf führt und andererseits das Problem der ther-
mischen Brennkammerüberlastung bei hohen Flugmachzahlen
lösen kann. Der Übergang in den vollständigen Überschallmodus
erfolgt automatisch mit Erhöhung der Brennkammermachzahl
und benötigt keine Geometrieänderung.

• Die Verwendung von Bypassöffnungen zur Stabilisierung des Ge-
radstoßes bietet eine Möglichkeit zur Intensivierung der Ver-
mischung, was zur effizienteren Verbrennung und folglich zur
Erhöhung des Brennkammerwirkungsgrades führt.

Die positiven Testergebnisse des Zweistrom–Injektors, die die Funk-
tionsfähigkeit des Konzeptes bestätigen, gestatten es, Gestaltungs-
regeln für dessen zukünftige Weiterentwicklung auszuleiten. Ein be-
sonderes Augenmerk muss auf folgende Aspekte gelegt werden:

• Das Problem der hohen Sensitivität des Geradstoßes auf den
Eindüsungsdruck des Wasserstoffs im Injektorstrom ist durch
die Vergrößerung des Abstandes zwischen den Injektorplatten
lösbar. Die dafür notwendige Plattenverschiebung liegt inner-
halb von 0.5 – 1.0 mm. Die aktive Grenzschichtabsaugung vor
dem Injektor ist von großer Bedeutung für einen stabilen Diffu-
sorbetrieb.

• Ein großes Potential zur Erhöhung der Verbrennungseffizienz
besteht in der Optimierung der Mischung sowohl in den Haupt-
strömen als auch im Injektorstrom. Der Einsatz von zusätzlichen
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parallelen Eindüsungen, die mit unterschiedlichen Eindüsungs-
drücken betrieben werden, ermöglicht die Bildung eines brenn-
baren Gemisches über dem gesamten Querschnitt. Durch die
Ergänzung der Wasserstoffeindüsungsmatrix mit den Luftstrah-
len ist eine Erhöhung der Mischungseffizienz zu erreichen.

• Eine detaillierte Untersuchung des Brennverhaltens bei höher-
en Machzahlen (M > 2.2) ist von großer Bedeutung. Die Be-
stimmung der Steuerfunktion für die Eindüsungsdrücke der ein-
zelnen Eindüsungsöffnungen in Abhängigkeit von der Brenn-
kammermachzahl ist eine wichtige Aufgabe zur Realisierung der
Beitbandigkeit des Konzeptes.
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8 Zusammenfassung und Ausblick

Die vorliegende Arbeit entstand im Teilprojekt B11 zur Entwick-
lung der SCRamjet-Technologie im Rahmen eines mehrjährigen For-
schungsprojektes des Sonderforschungsbereiches 255. Das Teilprojekt
B11 hatte in der vierten dreijährigen Forschungsphase die Aufgabe,
die während der vorherigen Arbeiten entwickelte Modellbrennkam-
mer detailliert zu untersuchen. Die Schwerpunkte der Arbeit wurden
auf die Untersuchung der Strömungs-, Mischungs- und Reaktions-
vorgänge in der Brennkammer gelegt. Um eine höhere Forschungs-
effizienz zu erreichen, wurden numerische und experimentelle Unter-
suchungen parallel durchgeführt. In der vorliegenden Arbeit wurden
die numerischen Ergebnisse vorgestellt, während die Arbeit von San-
der [San03] die experimentellen Ergebnisse umfasst.

Diese Arbeit besteht aus zwei wesentlichen Abschnitten, der Weiter-
entwicklung numerischer Methoden zur Simulation der Überschall-
verbrennung und dem Einsatz der numerischen Methoden zur Un-
tersuchung der Strömungs-, Mischungs- und Reaktionsvorgänge in
Überschallströmungen.

Es ist bekannt, dass die numerische Simulation von Überschallbrenn-
kammern mit einem enormen Rechenaufwand verbunden ist. Daher
lag das Hauptaugenmerk bei der Weiterentwicklung der numerischen
Methoden auf der numerisch effizienten Modellierung der Reaktions-
kinetik, deren Berechnung zu den rechenaufwändigsten Operationen
gehört. Durch eine detaillierte Analyse der Reaktionsketten wurde
gezeigt, dass die bei der Unterschallverbrennung häufig angewand-
te Reduzierung des Reaktionsschemas nur in einem sehr beschränk-
ten Umfang möglich ist. Die Alternative dafür ist die Verschiebung
der Chemieberechnung in das Preprocessing mit der Erzeugung einer
hochdimensionalen Lookup-Tabelle, die dann bei der Simulation ver-
wendet wird. Dafür wurde das Reaction Mapping Verfahren ent-
wickelt, wobei zuerst eine Lookup-Tabelle gebildet wird, und danach
auf Basis der Lookup-Tabelle Interpolationspolynome erzeugt wer-
den, die die Chemieberechnung bei der Simulation übernehmen. Es
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wurde gezeigt, dass der Einsatz des entwickelten Verfahrens zu einer
enormen Reduzierung des Rechenaufwandes führt. Folglich werden
die Voraussetzungen für die Berechnung technisch-relevanter Brenn-
kammerkonfigurationen deutlich verbessert. Besonders vielverspre-
chend ist der Einsatz des Reaction Mapping zusammen mit PDF-
Methoden, da so ein äußerst recheneffizientes Verbrennungsmodell
entsteht, das auch die Turbulenz-Chemie-Wechselwirkung berück-
sichtigt. Diese Erweiterung ist aber eine Aufgabe für zukünftige For-
schungsarbeiten.

Detaillierte numerische und experimentelle Untersuchungen der
während der vorherigen Forschungsphase entwickelten Modellbrenn-
kammer, wobei die Flugbedingungen in den Experimenten mit einem
wasserstoffbetriebenen Vorheizer simuliert wurden, zeigten einen
großen Einfluss des Vorheizerausbrands auf die Reaktionsvorgänge
in der Brennkammer, der durch Verbrennungszwischenprodukte in
der Testluft zu erklären ist. Dies konnte anfangs mangels geeigneter
Messmethoden nicht festgestellt werden und hatte eine falsche In-
terpretation der Ergebnisse zur Folge. Durch die numerische Unter-
suchung der Mischungs- und Reaktionsvorgänge im Vorheizer wurde
festgestellt, dass durch die unvollständige Vermischung der Eduk-
te die Reaktion im Vorheizer nicht abgeschlossen werden konnte,
was neben der Emission von Zwischenprodukten auch zur Erhöhung
der Temperaturfluktuationen in der Testluft führte. Die konstrukti-
ve Modifizierung des Vorheizers bzw. die Ergänzung des Vorheizers
mit einem Vormischer führte zur wesentlichen Verbesserung des Aus-
brands, so dass die Zwischenprodukte mit dem optischen Messsystem
nicht mehr detektiert werden konnten [San03]. In dieser Konfigura-
tion stellt der Wasserstoffvorheizer eine kostenattraktive Alternative
im Vergleich zu komplizierten Heizsystemen, wie z.B. elektrischen
Vorheizern dar.

Die Grundlage für die Realisierung einer SCRamjet–Brennkammer
ist das Injektordesign, das eine effiziente Mischung bei geringen To-
taldruckverlusten gewährleisten muss. In Rahmen der Forschungs-
arbeiten wurden zwei strebenförmige Injektordesigns untersucht,
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ein massiver Pylon-Injektor mit Rampen zur Erzeugung der Se-
kundärwirbel aus der vorherigen Forschungsphase und ein schlan-
ker strebenförmiger Injektor ohne wirbelerzeugende Eigenschaften.
Die Brennkammer reagiert sehr unterschiedlich auf die Modifizie-
rung des Vorheizers in Abhängigkeit vom verwendeten Injektor-
typ. Der massive Pylon-Injektor gewährleistet immer eine stabile
Zündung und Reaktion unabhängig von der Vorheizerkonfigurati-
on, er produzierte aber, wie die experimentellen Untersuchungen
zeigten [San03], inakzeptable Totaldruckverluste. Im Gegensatz da-
zu reagiert das Brennverhalten beim schlanken Injektor, der deut-
lich geringere Totaldruckverluste verursacht, sehr sensibel auf die
Änderung des Betriebszustands des Vorheizers. Während eine stabile
Zündung und Reaktion bei der Originalkonfiguration des Vorheizers
beobachtet wurde, konnte ein stabiler Verbrennungsvorgang nach der
Modifizierung des Vorheizers nicht gewährleistet werden. Einerseits
ist das induzierte Stoßsystem zu schwach, um die Bedingungen für
die Selbstzündung des Brennstoffs zu schaffen. Andererseits können
die strebenförmigen Injektoren ohne spezielle Eigenschaften zur Er-
zeugung von Sekundärströmung nur eine mäßige laterale Mischung
gewährleisten. Außerdem wurde für den schlanken Injektor in Be-
zug auf die Zündung eine obere Temperaturgrenze entdeckt. Das
bedeutet, dass auch bei Totaltemperaturen oberhalb dieser Tempe-
raturgrenze keine Zündung mehr stattfindet. Diese Ergebnisse deuten
darauf hin, dass derartige Injektoren für einen breitbandigen Betrieb
(Flugmachzahl) ungeeignet sind.

Die durchgeführten Untersuchungen des Vorheizers und des Brenn-
verhaltens von strebenförmigen Injektoren zeigten, dass die Stabi-
lisierung der Selbstzündung und der Reaktionsausbreitung durch
Zwischenprodukte viel effektiver ist als die Stabilisierung durch ein
Stoßsystem. Eine solche Stabilisierung reagiert relativ unsensibel auf
die Strömungsbedingungen und kann den breitbandigen Betrieb der
Brennkammer gewährleisten. Zusätzlich verursacht die Radikalensta-
bilisierung allein keine gasdynamischen Totaldruckverluste.

Die Idee der radikalenstabilisierten Überschallverbrennung wurde
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im Rahmen der Arbeit durch die Entwicklung eines neuartigen
Zweistrom-Injektorkonzeptes realisiert. Dabei wird durch eine kon-
trollierte Verzögerung eines Teilstroms eine stabile Zündzone gebil-
det, die die notwendige Voraussetzung für den zuverlässigen Betrieb
einer SCRamjet–Brennkammer ist. Die unvollständige Reaktion in
dieser Zündzone produziert einen radikalenreichen Injektorstrom, der
dann die Reaktionsvorgänge in der Brennkammer stabilisiert. Die
geometrischen Eigenschaften des Injektors erlauben eine automati-
sche Anpassung des Verzögerungsgrads des Injektorstroms an die
Flugbedingungen, so dass die notwendige Zündzone immer mit ge-
ringen Verlusten erzeugt wird.

Eine andere wichtige Eigenschaft des Zweistrom–Injektors liegt in
der Mischungstechnik, die durch die Zonen mit unterschiedlichen
Drücken realisiert wurde. Dadurch werden Luftströme erzeugt, die
durch die Wechselwirkung mit den Wasserstoffjets die Vermischung
forcieren.

Die Strömungs- und Reaktionsvorgänge im Injektorbereich wurden
sowohl numerisch als auch experimentell [San03] detailliert unter-
sucht und bestätigen die Funktionsfähigkeit des Konzeptes. Ein sta-
biler Betrieb wurde schon ab einer Totaltemperaturen von 900 K

(Flugmachzahl größer vier) erreicht [San03]. Die Effizienz des Injek-
tors in diesem Bereich liegt deutlich höher als die Effizienz des in
diesem Bereich verwendeten Ramjet-Triebwerks, da beim entwickel-
ten Konzept nur ca. 30% des gesamten Luftstroms auf Unterschall
verzögert wird, während im Ramjet der vollständige Unterschallm-
odus vorliegt.

Die Simulationsergebnisse zeigten, dass eine höhere Mischungs- und
Verbrennungseffizienz durch eine Weiteroptimierung erreicht werden
kann. Die detaillierte Analyse der Mischungs- und Reaktionsvorgänge
im Injektorbereich und im Nachlauf des Injektors können als Richt-
linien für die zukünftigen Optimierungsarbeiten dienen.
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rer Berücksichtigung der Triebwerkintegration, Techni-
sche Universität München, Dissertation, 1994

[BGKL02] Bezgin, L. ; Gouskov, O. ; Kopchenov, V. ; La-

skin, I.: CFD Support of the Development of Hyperso-
nic Flight Laboratory and Model SCRamjet. In: Procee-
dings of the 11th AIAA/AAAF International Conference
on Space Planes and Hypersonic Systems and Technolo-
gies, Paper AIAA 2002-5125 (2002)



LITERATUR 171

[Bog02] Bogdonoff, Seymour M.: Hypersonic Test Facilities
for Flight Vehicles. In: Proceedings of ICMAR 2002
(2002)

[Cur91] Curran, E. T.: High-Speed Flight Propulsion Systems,
Introduction. In: Progress in Astronautics and Aero-
nautics, American Institute of Aeronautics and Astro-
nautics, Inc., Washington D.C. 137 (1991)

[CWP+94] Cheng, T. S. ; Wehrmeyer, J. A. ; Pitz, R. W. ;
Jarrett, O. J. ; Northam, G. B.: Raman Measu-
rements of Mixing and Finite-Rate Chemistry in a Su-
personic Hydrogen-Air Diffusion Flame. In: Combustion
and Flame 99 (1994), S. 173

[EL90] Egolfopoulos, F. N. ; Law, C. K.: An Experimen-
tal and Computational Study of the Burning Rates of
Ultra-Lean to Moderately-Rich H2/O2/N2 Laminar Fla-
mes with Pressure Variation. In: Twenty-Third Sym-
posium (International) on Combustion/The Combustion
Institute (1990), S. 333–340

[Emb01] Emberger, H. M.: Konstruktion und Untersuchung
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[MGB01] Möbus, H. ; Gerlinger, P. ; Brüggemann, D.: Com-
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A Reaktionsschema von Warnatz

Reaktion A [cm, mol, s] b Ea [J/mol]

1 O2 + H = OH + O 2.00E+14 0.00 70300
2 OH + O = O2 + H 1.46E+13 0.00 2080
3 H2 + O = OH + H 5.06E+04 2.67 26300
4 OH + H = H2 + O 2.24E+04 2.67 18400
5 H2 + OH = H2O + H 1.00E+08 1.60 13800
6 H2O + H = H2 + OH 4.45E+08 1.60 77130
7 OH + OH = H2O + O 1.50E+09 1.14 420
8 H2O + O = OH + OH 1.51E+10 1.14 71640
9 H + H + M = H2 + M 1.80E+18 -1.00 0

10 H2 + M = H + H + M 6.99E+18 -1.00 436080
11 H + OH + M = H2O + M 2.20E+22 -2.00 0
12 H2O + M = H + OH + M 3.80E+23 -2.00 499410
13 O + O + M = O2 + M 2.90E+17 -1.00 0
14 O2 + M = O + O + M 6.81E+18 -1.00 496410
15 H + O2 + M = HO2 + M 2.30E+18 -0.80 0
16 HO2 + M = H + O2 + M 3.26E+18 -0.80 195880
17 HO2 + H = OH + OH 1.50E+14 0.00 4200
18 OH + OH = HO2 + H 1.33E+13 0.00 168300
19 HO2 + H = H2 + O2 2.50E+13 0.00 2900
20 H2 + O2 = HO2 + H 6.84E+13 0.00 243100
21 HO2 + H = H2O + O 3.00E+13 0.00 7200
22 H2O + O = HO2 + H 2.67E+13 0.00 242520
23 HO2 + O = OH + O2 1.80E+13 0.00 -1700
24 OH + O2 = HO2 + O 2.18E+13 0.00 230610
25 HO2 + OH = H2O + O2 6.00E+13 0.00 0
26 H2O + O2 = HO2 + OH 7.31E+14 0.00 303530
27 HO2 + HO2 = H2O2 + O2 2.50E+11 0.00 -5200
28 OH + OH + M = H2O2 + M 3.25E+22 -2.00 0
29 H2O2 + M = OH + OH + M 2.10E+24 -2.00 206800
30 H2O2 + H = H2 + HO2 1.70E+12 0.00 15700
31 H2 + HO2 = H2O2 + H 1.15E+12 0.00 80880
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32 H2O2 + H = H2O + OH 1.00E+13 0.00 15000
33 H2O + OH = H2O2 + H 2.67E+12 0.00 307510
34 H2O2 + O = OH + HO2 2.80E+13 0.00 26800
35 OH + HO2 = H2O2 + O 8.40E+12 0.00 84090
36 H2O2 + OH = H2O + HO2 5.40E+12 0.00 4200
37 H2O + HO2 = H2O2 + OH 1.63E+13 0.00 132710

[M ] = [H2] + 0.35[O2] + 6.50[H2O] + 0.40[N2]
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B Orthogonale Polynome

In diesem Abschnitt werden die orthogonalen Polynome vorgestellt,
deren Anwendung in Abschnitt 3.6 diskutiert wurde. Der Vorteil der
Verwendung der orthogonalen Polynome als Interpolationspolynom
liegt darin, dass die Polynomkoeffizienten unabhängig voneinander
determiniert werden, was die Erstellung des Interpolationspolynoms
erleichtert.

Um orthogonale Polynome zu erklären, muss man ein Skalarprodukt
einführen. Sei das Intervall [a, b] und die Gewichtsfunktion w(x) fest-
gelegt, definiert man das Skalarprodukt von Funktionen f(x) und
g(x) bezüglich w(x) als

〈f, g〉w =
∫ b

a
f(x) g(x) w(x) dx (B.1)

Zwei Funktionen heißen orthogonal f⊥wg falls:

〈f, g〉w = 0 (B.2)

Eine Funktion heißt normiert, falls 〈f, f〉w = 1. Normierte und or-
thogonale Funktionen heißen orthonormiert.

Eine Familie Pn(x) von Polynomen

Pn(x) = ϕ0(x) + ϕ1(x) + . . . + ϕn(x) (B.3)

heißt orthonormiert bezüglich w, wenn

〈ϕi, ϕj〉w =

 0 falls i �= j

1 falls i �= j
(B.4)


