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XVII

Zusammenfassung

Im Rahmen dieser Arbeit wird ein numerisches Verfahren zur realitdtsnahen Berech-
nung kavitierender Stromungen in hydraulischen Strémungsmaschinen vorgestellt.

Zur Beschreibung der Kavitation wird ein blasendynamisches Kavitationsmodell
verwendet und in das am Lehrstuhl entwickelte Navier-Stokes-Verfahren integriert.
Ein nicht-konservatives Druck-Korrektur-Verfahren sorgt dabei trotz des enormen
Dichteunterschiedes zwischen dampfférmiger und fliissiger Phase fiir ein stabi-
les Losungsverhalten. Durch die Verwendung eines impliziten 3-Level-Zeitschritt-
Verfahrens ist der Zeitschritt nicht limitiert, so dass der entwickelte CFD-Code so-
wohl fiir stationére als auch fiir instationére Simulationen angewendet werden kann.

Zur Bestimmung der Leistungsfihigkeit des Verfahrens werden zwei Testfélle unter-
sucht. Es zeigt sich, dass bei der instationdren Simulation der kavitierenden Stro-
mung mit Standard-Turbulenzmodellen keine realitdtsnahen Ergebnisse erzielt wer-
den konnen. Die vorgeschlagenen Verbesserungen der Turbulenzmodellierung, z.B.
die Behebung der Staupunktanomalie durch die Realizability-Bedingung oder die
Beriicksichtigung der Anderung der Gemischdichte bei der Berechnung der turbu-
lenten Viskositét, fiilhren zu erheblichen Verbesserungen der Simulationsergebnisse.
Das entwickelte instationiir rechnende, zeitechte Verfahren ist somit in der Lage,
wesentliche Effekte wie das Auftreten des Re-Entrant-Jets und die Wolkenablsung
physikalisch richtig zu erfassen.

Um das Verfahren auch als Baustein eines Entwicklungssystems fiir hydraulische
Stromungsmaschinen einsetzen zu kénnen, wurde das Kavitationsmodell auf den
Sonderfall der stationdren Simulation kavitierender Stromungen erweitert. Die An-
wendung des entwickelten CFD-Codes erfolgt am Beispiel der kavitierenden Stro-
mung durch das Laufrad einer Kreiselpumpe mit der spezifischen Schnelllufigkeit
ng = 26 1/min. Das entwickelte Verfahren ist bei der stationiren Simulation kavi-
tierender Strémungen in der Lage, die kavitationsbedingte Anderung des Betriebs-
verhaltens der Kreiselpumpe genau vorherzusagen. Fiir die untersuchten Betrieb-
spunkte liegt die Ubereinstimmung des berechneten Forderhohenabfalls mit gemes-
senen Werten im Bereich der experimentellen Messunsicherheit. Die Untersuchung
der Stromung durch den Radseitenraum zeigt, dass dieser fiir die Ausbildung und
Art der Kavitation im Laufrad entscheidenden Einfluss haben kann.






Kapitel 1

Einleitung

1.1 Problemstellung

1.1.1 Physikalische Grundlagen

Unter dem Begriftf Kavitation wird die Bildung einer Dampfphase in einer Fliissigkeit
bezeichnet!. Bei Absenken des statischen Druckes unter einen kritischen Wert bilden
sich Dampfblasen, die in Abhangigkeit von Druck und Temperatur anwachsen und
wieder zusammenfallen.

Ein Anhaltswert fiir den statischen Druck, bei dem Kavitation auftritt, ist der zur
Umgebungstemperatur gehdrende Sattigungsdampfdruck p,. Der lokale Kavitations-
beiwert o, auch als Thoma-Zahl? bekannt, bestimmt sich aus der Differenz zwischen
statischem Druck p und Sattigungsdampfdruck, dividiert durch den dynamischen
Druck der Anstromung,

D— Dy
o= 2 1.1
%PlUQ ( )

und ist ein Maf} fiir die Kavitationsanfilligkeit einer Strémung. Unterschreitet der
Kavitationsbeiwert den Wert Null, ist mit dem Auftreten von Kavitation zu rechnen.
Der kritische Kavitationsbeiwert oiﬁ, ab dem tatséichlich Kavitation auftritt, hingt
jedoch von mechanisch-dynamischen Effekten wie z.B. der Trigheit des umgebenden
Fluids, der Oberflichenspannung und der Viskositit sowie der Fluidqualitét ab.

Neben der oben beschriebenen Dampfkavitation treten bei einer Druckabsenkung
auch die sogenannte Gaskavitation und die Pseudokavitation auf. Bei der Pseudo-

Nat. cavus = hohl, Kavitation = Hohlraumbildung
2Prof. Dr.-Ing. D. Thoma, von 1921-1942 Professor an der Technischen Hochschule Miinchen
3ic = incipient
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kavitation handelt es sich um eine Aufweitung der in der Fliissigkeit befindlichen
ungelosten Gasblasen infolge der Druckabsenkung, wogegen bei der Gaskavitati-
on das in der Fliissigkeit geloste Gas entsprechend dem jeweiligen Sattigungsgrad
ausdiffundiert. Wihrend diese beiden Kavitationsarten bei jedem Druckniveau auf-
treten, setzt Dampfkavitation erst mit Unterschreitung des kritischen Drucks ein.
Verglichen mit der Dampfkavitation und der Pseudokavitation handelt es sich bei
der Gaskavitation um einen sehr langsamen Vorgang. Im allgemeinen treten aber
alle drei Kavitationsarten gleichzeitig auf und beeinflussen sich gegenseitig.

Thermische Effekte konnen in vielen Fillen vernachldssigt werden. Dies unterschei-
det die Kavitation vom Sieden, bei dem der Verdampfungsvorgang durch den Wiér-
metransport dominiert wird. Wie in Abbildung/1.1/ersichtlich folgt der Siedevorgang
einer Isothermen, und der Phaseniibergang geschieht aufgrund der Wirmezufuhr
bei konstantem Druck. Beim Kavitationsvorgang wird im p-v-Diagramm eine ge-
ringe Temperaturabsenkung beobachtet. Eine eindeutige Trennung von Sieden und
Kavitation ist nicht immer moglich, insbesondere wenn es sich bei dem kavitieren-
den Fluid nicht um kaltes Wasser handelt. Bei Kavitation tritt sowohl das Blasen-
wachstum als auch der Kollaps von Blasen auf, wihrend die Blasen beim Sieden
kontinuierlich wachsen.

QM
X
(@]
-}
a
T>T, kritischer Punkt
’__.;////////
/' ~\\ . .
K “, dampfformig
U4
T2 " . \\
/ Sieden X
N Isothermen
T . "'
flussig /
N
J Kavitation
l"
1

spezifisches Volumen v

Abbildung 1.1: Vergleich von Kavitation und Sieden im p — v-
Diagramm
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1.1.2 Erscheinungsformen von Kavitation

In Abhéngigkeit der Stromungsbedingungen lassen sich verschiedene Erscheinungs-
formen von Kavitation beobachten. In der Literatur findet man fiinf Kategorien von
Kavitation, siehe auch Abbildung 1.2:

e Einzelblasenkavitation (,travelling bubble cavitation”):

Die Einzelblasenkavitation wird charakterisiert durch deutlich voneinander ge-
trennte, relativ grofle Blasen, die sich in Wandnéhe mit der Strémung bewegen
und dabei individuell wachsen und kollabieren. Die Blasen sind kugel- oder
halbkugelférmig und erreichen eine Gréfie von mehreren Millimetern. Es tritt
weder Blasenkoaleszenz noch Blasenzerfall auf. Bei Betrachtung mit bloflem
Auge zeigt die Kavitationszone hierbei ein milchiges oder auch wolkiges Ausse-
hen, da die Einzelblasen vom Auge nicht aufgel6st werden kénnen. Mit Hoch-
geschwindigkeitsaufnahmen ist es jedoch moglich, diese sichtbar zu machen.

e Schichtkavitation (,,sheet cavitation”):

Die Schichtkavitation, auch anhaftende Kavitation genannt, besteht aus einem
zusammenhingenden dampfgefiillten Gebiet, das an der umstromten Wand
anliegt und dabei die Fliissigkeitsstromung von der Wand trennt. In ihrem
beginnenden Stadium zeigt sich die Schichtkavitation meistens als Streifen-
kavitation (,string cavitation”), die von einzelnen Rauhigkeitselementen der
Oberfliche ausgeht. Diese Kavitationsart kann als quasi-stationér betrachtet
werden.

e Wolkenkavitation (,,cloud cavitation”):

Bei kleineren Kavitationszahlen wird die kavitierende Stréomung zunehmend
instationédr. Es kommt zum Ablosen von Blasenwolken. Dies wird durch den
sogenannten ,Re-Entrant-Jet” verursacht. Im hinteren Bereich der Kavitati-
onsschicht wird die Phasengrenze instabil und das geschlossene Dampfgebiet
bricht auf. Dies fiihrt zur Entstehung von Blasenwolken, die von der Stromung
in einem Wirbel stromab transportiert werden. Die Blasengrofle liegt in der
Groflenordung von 10 bis 100 pm bei einer sehr hohen Blasendichte von bis
zu 10 Blasen pro cm? [66]. In diesem Zusammenhang wird auch von einer
,dispersen” Struktur der Kavitation gesprochen.

e Superkavitation (,,supercavitation”):

Wichst das Kavitationsgebiet {iber den umstrémten Koérper hinaus, spricht
man von Superkavitation. Bei Hochgeschwindigkeitsprojektilen reduziert sich
aufgrund der Superkavitation der Reibungswiderstand [96]. Auch kann der
Auftriebsbeiwert hoher sein als bei kavitationsfreier Anstrémung.
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e Wirbelkavitation (,,vortex cavitation”):

Wirbelkavitation bildet sich aufgrund des niedrigen Druckes im Kern einzelner
Wirbel. Die Wirbel entstehen in Scherschichten von abgelsten oder strahlar-
tigen Strémungen oder als Spitzenwirbel an freien Tragfliigeln oder Schaufeln
von nicht ummantelten Laufradern.

Fiir die geschilderten Kavitationsarten existieren in der Literatur keine einheitlichen
Definitionen. Insbesondere der Ubergang zwischen Blasen- und Wolkenkavitation ist
flielend.

Abbildung 1.2: Aufnahmen verschiedener Arten von Kavitation: Blasenkavitation (oben
links), Wolkenkavitation (oben rechts), Schichtkavitation (Mitte links), Superkavitation
(Mitte rechts), Wirbelkavitation (unten), aus [33], mit freundlicher Genehmigung
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1.1.3 Auswirkungen der Kavitation

Kavitation beeinflusst den Auftrieb und Widerstand eines Profils und somit auch
den Wirkungsgrad einer Stromungsmaschine. Der Auftrieb eines umstrémten Pro-
fils wird tendenziell reduziert und der Widerstand erhéht [129]. Eine Ausnahme ist
die ,beginnende Kavitation”. Hier betriigt das Kavitationsgebiet weniger als 30%
der Profillinge, der Auftriebsbeiwert kann den Wert bei kavitationsfreier Stromung
um bis zu 20% iibersteigen [129]. AuBerdem koénnen enorme instationéire Auftriebs-
schwankungen auftreten [2]. Die Instationaritdt der Kavitation tritt dabei in Ab-
héngigkeit des Kavitationstyps mehr oder weniger deutlich in Erscheinung, siehe
Kapitel[1.1.2. Die experimentell ermittelten Strouhal-Zahlen fiir instationér kavitie-
rende Stromungen liegen im Bereich von 0.1 < St < 0.3 [34],[59],[119].

Kavitation tritt in einer Vielzahl von hydraulischen Maschinen und Systemen auf,
wie z.B. Pumpen, Wasserturbinen oder Schiffspropellern. Als Folge von Kavitation
kommt es zu Kavitationserosion, Wirkungsgradverlusten, Gerduschentstehung und
mechanischen Schwingungen. Dabei ist die Gefahr des Auftretens von Kavitations-
erosion bei Pumpen wesentlich grofler als bei Turbinen, da die Kavitationblasen
wegen des positiven Druckgradienten bei héheren Driicken kollabieren. Abbildung
1.3 zeigt die kavitationsbedingte Erosion an einer Turbinenschaufel.

Abbildung 1.3: Kavitationserosion an einer Kaplanturbinenschaufel.

Kavitation hat aber auch erwiinschte Auswirkungen. So kann Kavitation in Ein-
spritzdiisen von direkteinspritzenden Diesel- und Ottomotoren zu einer verbesserten
Spraybildung fiihren, was sich auf den nachfolgenden Verbrennungsprozess und somit
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die Schadstoftbildung auswirkt. Kavitation wird auch gezielt zur Abwasserreinigung
und in der Medizintechnik eingesetzt.

Bei Kreiselpumpen tritt Kavitation in erster Linie an den Schaufeln des rotierenden
Laufrads auf. Der Kavitationszustand einer Pumpe wird iiber den NPSH-Wert? be-
schrieben, der als Differenz zwischen dem im Saugstutzen herrschenden Totaldruck
py1 und dem Dampfdruck p, definiert ist.

Pi1 — Dy
P9

NPSH =

(1.2)

Der erforderliche NPSH-Wert einer Pumpe, N PSHE, stellt daher den Dampfdruck-
abstand im Saugstutzen einer Pumpe dar, bei dem ein bestimmtes Kavitationskrite-
rium eingehalten wird. Beispielsweise kennzeichnet NPS Hiﬂ den NPSH-Wert einer
Pumpe, bei dem Kavitation gerade beginnt. NPSHsy kennzeichnet den NPSH-
Wert, bei dem die Kavitation einen Férderhéhenabfall von 3% verursacht.

1.2 Stand des Wissens

1.2.1 Theoretische Arbeiten

Kavitationskeime und Keimbildungsmechanismen

Kavitationserscheinungen haben ihren Ursprung in der instabilen Aufweitung von
Kavitationskeimen. Die Keime sind dafiir verantwortlich, dass Fliissigkeiten in der
Regel keine Zugspannungen ertragen konnen, obwohl theoretische Berechnungen er-
tragbare Zugspannungen in der Groflenordnung von 1000 bar liefern. Die Berech-
nungen stiitzen sich auf die Theorie der homogenen Keimbildung in Fliissigkei-
ten. Dabei wird die neue Phase im Inneren der Ausgangsphase durch molekulare
Austauschvorginge gebildet. Die gréfiten gemessenen Zugspannungen in entgastem,
gefiltertem Wasser betragen jedoch nur etwa 250 bar, unbehandeltes Wasser kann
nahezu gar keine Zugspannungen ertragen. Dies wird dadurch erklirt, dass selbst in
reinem Wasser eine hohe Anzahl von Keimen existieren. Die Bildung der neuen Pha-
se beginnt an diesen Storstellen, man spricht von heterogener Keimbildung. Bei
den Keimen kann es sich um Gasblasen,hydrophobe Feststoff-Partikel, Porenkeime
oder auch um Gaseinschliisse in Oberflichenrauhigkeiten handeln.

Unbehandeltes Wasser weist eine Keimanzahl von n = 100 — 1000 ££2¢ hej einem
mittleren Keimradius von R = 10 pm [43], auf. Oberhalb eines Grenzwerts der
Keimanzahl stellt sich eine Sittigung ein, und die kavitierende Strémung l&sst sich

4NPSH = Net positive suction head
Sengl. required
bengl. incipient
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durch Zufuhr weiterer Keime nicht beeinflussen. Diese Sittigungsgrenze muss jedoch
nicht mit der Gas-Séittingungsgrenze zusammenfallen.

Der Radius der Kavitationskeime héingt unter anderem vom Gehalt der im Fluid
gelosten Luft ab. Der Keimradius ist aufgrund der Existenz dieser sog. Keim-
bildungsbarriere von entscheidender Bedeutung fiir den Nukleationsprozess. Die
Keimbildungsbarriere legt den kritischen Radius

20’0

(1.3)

Tkrit =
Pv — Po

fest, ab dem Dampfblasen erst wachstumsfihig sind [43]. An dieser Stelle wird mit
oo die Oberflichenspannung bezeichnet, auf deren Einfluss die Existenz der Keim-
bildungsbarriere beruht.

Bei Blasen mit einem Radius kleiner als ry,.;; ist wegen p; = 20¢/7 + poo der Bla-
seninnendruck gréfler als der Sattigungsdampfdruck p,. Erst wenn der Blasenradius
den kritischen Radius erreicht und somit der Blaseninnendruck gleich dem Dampf-
druck ist, kann die Blase wachsen. Bei konstanter Temperatur und somit konstantem
Dampfdruck héngt der kritische Blasenradius vom Umgebungsdruck p., ab.

Beschreibung des Wachstums bzw. des Kollaps von Blasen

Das Wachstum und der Zusammenfall einer einzelnen kugelsymmetrischen Blase in
einem unendlich ausgedehnten Fluid werden mit den Grundgleichungen der Blasen-
dynamik beschrieben. RAYLEIGH [73] stellte 1917 eine mathematische Beschreibung
des Blasenwachstums vor. Dabei wird die zeitliche Anderung des Blasenradius bei
dem Umgebungsdruck p und der Umgebungstemperatur 7' betrachtet. Der Blasen-
innendruck und die Temperatur im Inneren der Blase werden mit pg bzw. mit T
bezeichnet. Es wird angenommen, dass die Blase kugelsymmetrisch bleibt und die
Dampftemperatur im Inneren der Blase homogen ist und der Fliissigkeitstempera-
tur an der Blasenwand entspricht. Dampf und Fliissigkeit werden als inkompressibel
betrachtet. Die erweiterte Rayleigh-Gleichung lautet:

2 2 -
R@+§<dR> _Ps poo_200_4ﬁ4 dR

dt? 2 E Pi le leE '

(1.4)
Der Oberflichenspannungsterm wurde von PLESSET & Zwick [85] hinzugefiigt,
weswegen Gleichung [1.4] auch als Rayleigh-Plesset Gleichung bezeichnet wird. Die
Rayleigh-Plesset Gleichung beschreibt das durch mechanische Effekte wie die Trég-
heit kontrollierte Wachstum der Einzelblase, das sogenannte ,Inertia Controlled
Growth”. Erst wenn die Blase so grof} ist, dass die Bereitstellung latenter Wér-
me fiir die Verdampfung nicht mehr gewéhrleistet ist, gewinnen thermische Effekte
an Bedeutung, und man spricht vom ,Heat Diffusion Controlled Growth”.
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Eine erweiterte Form von Gleichung zur Beriicksichtigung der Kompressibilitét
der Fliissigkeit wird von KELLER & KOLODNER [57] vorgeschlagen:

LR\ o PR 3 (  1dR\(dR\" _
cdt) dt2 2 3cdt )\ dt)
_( 1d_R>pB_poo+£de

14 = 1.5
P pic di (15)

c dt

Es muss darauf hingewiesen werden, dass die Kompressibilitédt der fliissigen Phase
nur dann von Bedeutung ist, wenn sehr hohe Blasenwandgeschwindigkeiten erreicht
werden. Dies ist der Fall, wenn wihrend des Blasenkollapses die Kugelsymmetrie
iiber grofie Radienverhéltnisse Ry/R erhalten bleibt. In technischen Anwendungen
trifft die Annahme der Kugelsymmetrie in der Regel nicht zu, da diese aufgrund von
festen Winden, anderen Blasen etc. gestort wird. Zum asymmetrischen Blasenkol-
laps wurden numerische Simulationen von PLESSET & CHAPMAN [84] durchgefiihrt.
Die Studien belegen die Entstehung eines Mikrojets, der mit Geschwindigkeiten in
der Grélenordnung von 100 — 1000 m /s auf die Wand trifft. Dies fiihrt zu Druck-
spitzen, sogenannten Wasserschlégen, welche die Festigkeit der eingesetzten Werk-
stoffe iibersteigen konnen. Abbildung zeigt die Dynamik einer implodierenden
Dampfblase in Wandnéhe. Eine anfingliche Einbuchtung der Blasenwand resultiert
in einem gegen die Wand gerichteten Fliissigkeitsstrahl, dem Mikrojet.

O O g

Abbildung 1.4: Ausbildung eines Mikrojets beim asymmetrischen

Blasenkollaps

CHAHINE ET AL. [15] berechnen den Kollaps einer aus mehreren Einzelblasen beste-
henden Blasenwolke. Ein wesentliches Ergebnis ihrer Studie ist, dass die Blasen im
Zentrum der Wolke quasi kugelsymmetrisch kollabieren, aufler im Endstadium. Au-
Berdem zeigte sich, dass die Blasenwechselwirkung das Blasenwachstum behindert
und den Blasenkollaps forciert.
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1.2.2 Experimentelle Arbeiten

Schicht-, Blasen- und Wolkenkavitation

Die experimentelle Untersuchung kavitierender Stromungen ist ein wichtiger Be-
standteil fiir das Verstdndnis der Kavitation und dient auch als Basis fiir die Ent-
wicklung von numerischen Verfahren. Messungen von Auftrieb und Widerstand so-
wie von Wanddruckverteilung und Strémungsgeschwindigkeit werden in der Regel
durch die Visualisierung der Strémung, beispielsweise mit Hochgeschwindigkeits-
Videoaufnahmen, ergénzt. Charakteristische Merkmale der Kavitation, wie z.B.
die disperse Blasenstruktur des Kavitationsgebietes oder das Auftreten eines Re-
Entrant-Jets, konnten so identifiziert werden. Die Ergebnisse grundlegender experi-
menteller Untersuchungen werden im Folgenden kurz zusammengestellt.

Der Phasenanteil, die Blasengrofie und die Stromungsgeschwindigkeiten bei Schicht-
kavitation wurden von STUTZ & REBOUD [120] untersucht. Die Messungen zeigen,
dass der Druck im Kavitationsbereich etwa gleich dem Dampfdruck der Fliissigkeit
ist. Die Stromlinien in der Nidhe der Kavitationszone deuten darauf hin, dass die
Stromung durch die Phasengrenzfliche hindurch geht. Im Bereich stromab des Ka-
vitationsgebiets kommt es zu einer Riickstromung, dem sogenannten Re-Entrant-Jet,
der bei kavitationsfreien Bedingungen nicht auftritt.

Einzelblasenkavitation wurde unter anderem von KUHN DE CHIZELLE ET
AL. [63] mit Hilfe von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen untersucht. Dabei wurde
beobachtet, dass sich die Blasen verformen und teilen. Die Beschreibung des Blasen-
verhaltens bei Einzelblasenkavitation mit der Rayleigh-Plesset-Gleichung ist somit
nicht ausreichend. Die Blasen bestehen aus wenigen, zum Teil sehr grofien Blasen mit
R = 5mm. Die Fluidqualitdt, insbesondere der Gasanteil, beeinflusst entscheidend
die Anzahl und Grofle der Kavitationsblasen, siche L1u & BRENNEN [72]. Eine sehr
geringe Keimanzahl in der Anstrémung kann unter Umsténden die Entstehung von
Blasen- und Wolkenkavitation verhindern und direkt zur Bildung von Schichtkavi-
tation fiihren. Durch Luftinjektion kann die Kavitation stabilisiert und deren Art
beieinflusst werden [48].

KUBOTA ET AL. [62] untersuchten instationire Strukturen von Wolkenkavitation.
Dabei wurde die instationére Stromungsgeschwindigkeit im Bereich der Kavitations-
wolke mit LDA” gemessen. Die Unteruchungen ergaben, dass sich die Kavitations-
wolken mit geringerer Geschwindigkeit als die mittlere freie Stromungsgeschwindig-
keit in der Strémung mitbewegen.

Die Experimente von KAWANAMI ET AL. [51] zeigen, dass der Re-Entrant-Jet am
Ende des Kavitationsgebietes mafigeblich fiir die Ablosung der Wolkenkavitati-
on verantwortlich ist. Die Geschwindigkeit des Re-Entrant-Jets liegt dabei in der
Groflenordung der Geschwindigkeit der Hauptstromung. Das Ablésen kann durch
ein kleines hervorstehendes Hindernis, das die Riickstrémung blockiert, verhindert

"Laser-Doppler- Anemometry
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werden. Dies bestitigen auch die Untersuchungen von HOFMANN [48] und HOF-
MANN ET AL. [49]. Die Hauptquelle fiir die Wirbelproduktion ist der Blasenkollaps
am stromab gelegenen Rand des Kavitationsgebiets [41], [42]. Geringe Anderungen
der Grofle des Kavitationsgebiets konnen das Turbulenzniveau und die Grenzschicht
hinter der Kavitationszone massiv veréndern.

Laut CALLENAERE ET AL. [14] ist eine Ursache fiir den Re-Entrant-Jet ein hoher
Druckgradient am Ende der Kavitationszone. Ist die Kavitationsschicht dick genug,
kommt es aufgrund der Interaktion des Re-Entrant-Jets mit der Kavitation zur Wol-
kenablosung. Liegt die Dicke der Kavitationszone in der Grolenordnung der Dicke
des Re-Entrant-Jets, so bildet sich ein Zweiphasengemisch [34].

Die Wirkung der Kavitationsblasen auf die Grenzschicht der Strémung wurde von
L1 & CEeccio [69] untersucht. Sie finden, dass einzelne Blasen in Wandnéhe lo-
kal turbulente Gebiete verursachen kénnen, welche wiederum Teile der anliegenden
Schichtkavitation wegreiien konnen. Auch FRANC & MICHEL [35] stellen eine starke
Interaktion zwischen anliegender Kavitation und Grenzschicht fest.

Mafistabseffekte

Unter dem Begriff Maflstabseffekte versteht man im Allgemeinen die Abweichung
des Prototyps im Betriebs- und Kavitationsverhalten vom Verhalten des Modells
bzw. von auf Uberlegungen der klassischen Ahnlichkeitsmechanik beruhenden Vor-
hersagen. Die wichtigsten klassischen Ahnlichkeitskennzahlen zur Beschreibung ka-
vitierender Stromungen sind die Reynolds-Zahl Re und der Kavitationsbeiwert o.
Die Konstanz beider Kennzahlen gewihrleistet jedoch nicht die Ubertragbarkeit der
Ergebnisse vom Prototyp auf das Original. Dafiir werden mehrere Ursachen genannt.
Eine wesentliche ist die Fluidqualitét, sieche ARNDT [1] und KELLER [53], [54].

Die Qualitéat eines Fluids kann anhand dessen Zerreififestigkeit oder mittels Mes-
sung des Keimgehalts quantitativ bestimmt werden. Unter Beriicksichtigung der
Fluidqualitéit als weiteren Parameter entwickelte KELLER [54], [56] besondere Maf}-
stabsgesetze. Diese wurden von AWAD [5] beziiglich des Einflusses der Drehzahl auf
Pumpen iibertragen.

e Fluidqualititseffekte:

Der Keimgehalt einer Fliissigkeit beschriankt mafigeblich die ertragbaren Zug-
spannungen und wirkt sich somit direkt auf den kritischen Kavitationsbeiwert
0;c aus, bei dem Kavitation einsetzt. Die Zerreif3festigkeit des Fluids wird be-
sonders vom Anteil an gelosten bzw. ungeldsten Gasen bestimmt. Schwebstof-
fe sind somit nur von untergeordneter Bedeutung. Die ertragbaren Zugspan-
nungen nehmen mit zunehmendem Gasgehalt stark ab [52]. Der Einfluss der
Fluidqualitit auf den Wirkungsgrad einer hydraulischen Stromungsmaschine
ist allerdings gering [43].
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Der Keimgehalt des Fluids wirkt sich auch auf den Typ der Kavitation aus, wie
Experimente von Liu & BRENNEN [72] und L1 & CEecclo [69] belegen. Basie-
rend auf den Arbeiten von KELLER zu den bei Kavitationsbeginn auftretenden
MaSBstabseffekten untersuchten AWAD ET AL. [6] und STRIEDINGER [118] den
Einfluss der Wasserqualitdt und der Rotationsgeschwindigkeit auf den Kavi-
tationsbeginn bei Kreiselpumpen unterschiedlicher Laufradformen. Uber die
Messung der Zerreiflfihigkeit des Wassers mit Hilfe der Wirbeldiisenmethode
[62] wurde die Fluidqualitit in Abhéingigkeit des Systemdruckes und Gassét-
tigungsgrades sowie der Temperatur bestimmt. In gasgesittigtem Wasser ist
nur eine sehr geringe Zerreiflfestigkeit zu erzielen. Bei Untersidttigung nimmt
die Zerreif}festigkeit groflere Werte an. Eine aufwendigere Methode zur Bestim-
mung der Fluidqualitét ist die Messung des Keimgehalts, wie sie z.B. von Liu
& BRENNEN [72]| durchgefiihrt wurde.

e Reynolds-Zahl-Effekte:

In zahlreichen Experimenten wird der kritische Kavitationsbeiwert mit der
Reynolds-Zahl korreliert. Es zeigt sich die Tendenz, dass mit grofler werden-
der Reynolds-Zahl der kritische Kavitationsbeiwert ansteigt [54]. Mit Zunah-
me bzw. Abnahme der Reynolds-Zahl treten Gréflen- bzw. Geschwindigkeits-
mafBstabseffekte auf, je nachdem, ob die Reynolds-Zahl durch Erh6hung der
Anstromgeschwindigkeit oder durch Vergréoflerung der geometrischen Abmes-
sungen des umstromten Korpers steigt. Nach KELLER [54] wichst der kritische
Kavitationsbeiwert mit dem Quadrat der Geschwindigkeit an, o; ~ U2, aber
nur mit der Wurzel der Liinge, o; ~ /L. Im Hinblick auf die Ubertragbarkeit
von Messergebnissen bei kavitierenden Strémungen ist daher eine konstante
Reynolds-Zahl eine weder notwendige noch hinreichende Bedingung fiir die
Ubertragbarkeit der Ergebnisse.

e Turbulenzeffekte:

Durch die Turbulenz der Anstromung werden lokale Druckschwankun-
gen verursacht, deren typische Amplituden im Bereich von Aoy, =
+(0.01 — 0.05) liegen [43]. Die Auswirkung der Turbulenz auf die Kavitati-
on ist vernachléssigbar, wenn |Aor,| << |Omin| ist. Mit oy, wird dabei der
niedrigste Kavitationsbeiwert im Strémungsfeld bezeichnet.

e Viskositatseffekte:

Die steigende Viskositit eines Fluids reduziert den kritischen Kavitationsbei-
wert, da sie das Blasenwachstum verlangsamt, siehe auch Kapitel 1.2.1. Der
Einfluss der Viskositéit auf den kritischen Kavitationsbeiwert ist besonders bei
Stromungen mit Ablosung von Bedeutung [43]. Durch die héhere Viskositét
des Fluids wird die Wirbelbewegung in einer abgelésten Stromung gebremst
und das Druckminimum im Wirbelkern abgebaut. Bei anliegender Stromung
bestimmt die erhéhte Viskositédt direkt die Dicke der Grenzschicht und damit
die Moglichkeit einer Ablosung [13].
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e Thermische Effekte:

Dieser Effekt beruht auf der Reduktion der Wachstums- bzw. Kollapsgeschwin-
digkeit der Blasen [13], [43]. Die Wirkung der Fluidtemperatur auf die Entste-
hung der Kavitation wurde bislang noch nicht durch systematische Messungen
dokumentiert. Aufgrund von blasendynamischen Uberlegungen wird erwartet,
dass sich Kavitationseffekte mit zunehmender Temperatur vermindern. Ther-
mische Effekte hingen von den Stoffeigenschaften wie der Dichte, der Wér-
mekapazitit, der latenten Wéarme und der Wiarmeleitung des Fluids ab. Dies
erschwert die systematische experimentelle Untersuchung dieses Faktors.

Experimentelle Untersuchung von Kavitation in Kreiselpumpen

Im hydraulischen Strémungsmaschinenbau beschrinkte sich die Kavitationuntersu-
chung zunichst auf die Analyse der Auswirkung der Stromungskavitation auf das
Betriebsverhalten von Kreiselpumpen. Dabei standen unterschiedliche Aspekte im
Mittelpunkt, wie das Saugverhalten der Pumpe, die geometrische Gestaltung der
Laufradschaufeln, die erosiven Eigenschaften der Kavitation, die Auswirkung der
Spaltstromung und der Verlauf der NPSH-Absenkkurven sowie der Einfluss der Was-
serqualitit. Einen Uberblick iiber die Ergebnisse geben die entsprechenden Kapitel
in den Biichern von PFLEIDERER & PETERMANN [83] und RAABE [87]. Die Aus-
wirkung der Kavitation wird dabei iiblicherweise durch Ermittlung der integralen
Betriebsgréfien Férderhohe und Wirkungsgrad bei unterschiedlichen Kavitationszu-
stinden erfasst, so z.B. bei DREISS [25]. Die Wechselwirkung zwischen Kavitation
und Teillastph&nomenen untersuchte SPOENHOLTZ [113].

Basierend auf Arbeiten von KELLER [52],[53],[54],[56] zu den bei Kavitationsbe-
ginn auftretenden Mafistabseffekten, siehe Kapitel1.2.1] untersuchten AWAD [5] und
STRIEDINGER [118] den Einfluss von Wasserqualitéit und Drehzahl auf den Kavitati-
onsbeginn bei Kreiselpumpen. Die Wasserqualitéit wurde dabei iiber die Messung der
Zerreififestigkeit des Wassers mit Hilfe der Wirbeldiisenmethode [52] bestimmt. Es
zeigt sich, dass sowohl die Wasserqualitéit als auch die Drehzahl einen signifikanten
Effekt auf den Kavitationsbeginn der Pumpe haben. Die klassischen Mafistabsgeset-
ze lassen sich nicht direkt auf Kreiselpumpen iibertragen.

Thermische Effekte wurden von ARNDT [1] beschrieben. STEPANOFF [114] versuchte
mit Hilfe der ,,B-Faktor’- Methode den Einfluss der Fluideigenschaften mit ihrer
Auswirkung auf das Kavitationsverhalten zu korrelieren.

Alle oben erwiahnten Untersuchungen erfassen die Kavitation nur indirekt iiber ih-
re Auswirkung auf die Férderparameter der Stromungsmaschine. Die Fragestellung
nach den Auswirkungen auf die Férderparameter bekommt ihre Bedeutung aus der
Tatsache, dass als Kriterium fiir ein noch tolerierbares Mafl an Kavitation in der in-
dustriellen Praxis am h&ufigsten das eines kavitationsbedingten Férderhthenabfalls
um 3% (NPSHjy) angewandt wird. Das Kriterium des kavitationsbedingten For-
derhdhenabfalls ist allerdings unter Vorbehalt zu betrachten, da es die Mechanismen
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im Saugbereich der Maschine, also dem Bereich, in dem die Kavitation stattfindet,
in Beziehung mit der integralen Férderhthe der Gesamtmaschine setzt. Der Einfluss
der Kavitationserscheinung auf die Férderhohe und somit die Energieumsetzung der
Pumpe ist auBerordentlich komplex. Die Kenntnis des Forderhohenabfalls erlaubt
somit nur bedingt Riickschliisse auf die Art der Kavitation selbst. Ebenso ist die
Auswirkung der Kavitation auf das Betriebsverhalten nicht unbedingt direkt mit
ihrer erosiven Auswirkung auf die Maschine selbst koppelbar. Die durch Kavitati-
on verursachte Schidigung kann bereits vor Eintreten von Foérderhéhenabfall ein
signifikantes Ausmaf erreichen, sieche auch [83].

Aus diesen Griinden wurde in den letzten Jahren die Kavitation in Laufradschaufeln
hydraulischer Maschinen verstirkt direkt experimentell untersucht, was allerdings
wegen der Messdateniibertragung vom rotierenden auf das stationire System nicht
unproblematisch ist. Messungen des instationédren Schaufeldruckverlaufs im rotie-
renden System bei einer Kreiselpumpe niederer spezifischer Drehzahl wurden von
DREISS [25] vorgenommen, wobei die Ubertragung der Messwerte per Funk erfolgte.
FRIEDRICHS [38], [36], [37] machte mit Hilfe einer digitalen Videokamera Aufnahmen
einer in einem radialen Pumpenlaufrad kavitierenden Strémung. Dabei wurde auch
das Phiénomen der ,rotierenden” oder ,alternierenden” Kavitation untersucht. Die
Kavitationsgebiete in benachbarten Schaufeln beeinflussen sich dabei wechselseitig.
Rotierende Kavitation tritt vor allem bei Teillast auf. TsusiMOTO [123] beobachtete
verschiedene Arten von rotierender Kavitation in Inducern fiir Turbopumpen.

1.2.3 Numerische Methoden zur Kavitationssimulation

Mit dem Aufkommen immer leistungsfdhigerer und preisgiinstigerer Rechnersysteme
hat die numerische Stromungsberechnung in den letzten Jahren zunehmend an Be-
deutung gewonnen. Bei der Auslegung und Optimierung hydraulischer Strémungs-
maschinen gehort sie mittlerweile zum Stand der Technik, siehe z.B. BADER [9],
SCHILLING [97], SCHILLING ET AL. [98] oder MAURER ET AL. [75].

Dies gilt jedoch noch nicht fiir die Berechnung kavitierender Strémungen. Die Schwie-
rigkeiten bei der numerischen Simulation von Kavitation resultieren aus den enormen
Unterschieden der in der kavitierenden Stromung auftretenden Lingen- und Zeits-
kalen. Beispielsweise variert die charakteristische Lidngenskala bei einer kavitieren-
den Stromung in einer Kreiselpumpe zwischen dem Radius eines Kavitationskeimes
Lehar ~ 107° m und der Pumpenabmessungen Ly, ~ 10° m. Die Zeitskalen liegen
zwischen tcpq, ~ 107° s fiir den Blasenkollaps und der Durchstrémdauer der Pumpe
tenar ~ 10° s. Fiir eine korrekte rdumliche und zeitliche Auflssung wiren Berech-
nungsgitter mit 10'® Zellen bei einem Zeitschritt von At = 107® s notwendig. Dies
liegt noch weit auflerhalb der Moglichkeiten der heute verfiigharen Rechner- und
Speicherleistung, so dass die Simulation kavitierender Stromungen nur unter stark
vereinfachenden Annahmen moglich ist. Neben diesen prinzipiellen Problemen liegen
die Schwierigkeiten bei der Simulation kavitierender Stromungen in der korrekten
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Modellierung des Phaseniibergangs sowie in der numerischen Behandlung der bei
Kavitation in der Stromung auftretenden Dichteunterschiede zwischen Wasser und
Wasserdampf.

Die einfachste Moglichkeit zur Vorhersage von Kavitation ist die Identifikation von
Kavitationsgebieten mit Hilfe von Dampfdruckisobaren im Strémungsfeld der ein-
phasigen Berechnung. Damit ldsst sich jedoch nur ermitteln, ob mit Kavitation zu
rechnen ist oder nicht. Die Auswirkungen der Kavitation auf Auftrieb und Wi-
derstand, bzw. bei Pumpen auf die Férderh6he und den Wirkungsgrad kénnen so
nicht erfasst werden. Aus diesem Grund wurde versucht, Kavitationsphinomene mit
Methoden der Simulation zweiphasiger Strémungen zu berechnen und somit auch
die Auswirkung von Kavitation auf das Stromungsfeld zu erfassen. In den letzten
Jahren wurde eine Vielzahl unterschiedlicher Kavitationsmodelle und numerischer
Methoden entwickelt, die je nach Anwendungsfall Vor- und Nachteile aufweisen.
Unabhingig von der Modellierung des Phaseniibergangs gibt es prinzipiell zwei un-
terschiedliche Methoden zur Simulation von Mehrphasenstrémungen, die Interface-
Tracking-Methoden und die sogenannten Continuum-Methoden.

Interface-Tracking-Methoden

Diese Methoden basieren auf der Annahme, dass zwischen den beiden Phasen Fliis-
sigkeit und Dampf eine fest definierte Phasengrenze liegt. Bei der Berechnung einer
kavitierenden Stromung wird die Phasengrenze mit Hilfe der Dampfdruck-Isobaren
ermittelt. Es wird dabei angenommen, dass das Kavitationsgebiet einen konstan-
ten Druck gleich dem Dampfdruck der Fliissigkeit hat. Physikalisch ist dies nicht
korrekt, und es zieht numerische Probleme nach sich. Es ist deshalb notwendig, ein
empirisches SchlieBungsmodell, ein sogenanntes ,wake-model” einzufiihren, welches
den Druckriickgewinn am Ende des Kavitationsgebietes wiedergibt. Die Stromung
wird nur fiir die fliissige Phase um das Kavitationsgebiet herum berechnet. Die Lo-
kalisierung der Phasengrenze mit der Dampfdruck-Isobaren ist ein iterativer, aber
nicht zeitechter Prozess, weshalb mit dieser Methode nur stationére Phinomene un-
tersucht werden kénnen. Da nur die fliissige Phase berechnet wird, hat die Methode
den Vorteil, dass der Dichteunterschied zwischen Wasser und Wasserdampf ohne
Bedeutung ist.

Die Annahme einer fest definierten Phasengrenze ist noch am ehesten bei Schichtka-
vitation erfiillt. Deswegen werden Interface-Tracking Methoden vor allem zur Simu-
lation dieser Kavitationsart verwendet. CHEN & HEISTER [16] berechnen mit dieser
Methode die stationir kavitierende Stromung um verschiedene Rotationskérper, Du-
PONT & AVELLAN [27] untersuchen das Kavitationsgebiet an der Vorderkante eines
NACAO009-Profils mit Hilfe eines Potential- bzw. eines Navier-Stokes-Verfahrens.
Dabei wird die Form des Kavitationsgebiets mit der Potentialmethode ermittelt
und dann mit dem Navier-Stokes-Verfahren korrigiert. Eine genaue experimentelle
Uberpriifung zeigt jedoch, dass diese Methode den Ort des Blasenzusammenfalls bei
héheren Reynolds-Zahlen nicht vorhersagen kann.
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Anwendungen von Interface-Tracking-Methoden zur Berechnung kavitierender Pum-
penstromungen sind wegen der komplexen Geometrie selten. SCHUTTE [105] verwen-
det ein sogenanntes Stromlinienverschiebungs-Verfahren fiir die zweidimensionale
Berechnungen einer reibungsfreien Laufradstromung bei Ausbildung einer statio-
niren Kavitit. Die Ergebnisse sind von DREISS & SCHUTTE [26] im Vergleich zum
Experiment dargestellt. Die Linge des Kavitationsgebietes wird nur bei geringem
Forderhohenabfall von der Berechnung richtig wiedergegeben.

Interface-Tracking-Methoden setzen eine scharfe Phasengrenze voraus und koénnen
nur zur Berechnung von Schichtkavitation verwendet werden, jedoch nicht zur Be-
schreibung von Blasenablosung. Ferner sind sie bislang nur auf ebene 2D oder axi-
symmetrische Fille angewendet worden. Sie sind deshalb fiir die Simulation kavitie-
render Stromungen in Kreiselpumpen kaum geeignet.

Interface-Capturing- oder Continuum-Methoden

Im Gegensatz zu den Interface-Tracking-Methoden wird bei Continuum-Methoden
die Stromung beider Phasen berechnet. Vernachléssigt man dabei die Relativbewe-
gung zwischen beiden Phasen, dann konnen beide iiber eine Rechenzelle gemittelt
und so als ein Fluid mit variablen Stoffeigenschaften behandelt werden. Stoffeigen-
schaften wie z.B. die Dichte kénnen dabei in Abh#ngigkeit des Dampf- bzw. des
Fliissigkeitgehalts der Zelle zwischen den Stoffeigenschaften des Dampfes und denen
der reinen Fliissigkeit variieren.

Die mathematische Beschreibung der Blasenstrémung benétigt, abgesehen von der
Modellierung des Phaseniibergangs, keine zusétzlichen Gleichungen im Vergleich
zur Simulation einphasiger Stromungen. Deshalb sind ,,Continuum” Methoden nu-
merisch sehr effizient. Wegen der Beriicksichtigung beider Phasen treten bei der
Berechnung aber Dichtespriinge an der Phasengrenze auf, die numerische Proble-
me aufwerfen und die Verwendung sogenannter ,shock-capturing” oder ,interface-
capturing”-Methoden bei der Diskretisierung erfordern. Continuum Methoden sind
nicht auf die Modellannahme einer scharfen Phasengrenze beschrinkt und kénnen
somit auch zur Simulation von Blasen- oder Wolkenkavitation verwendet werden.

Der Phaseniibergang wird bei Continuum-Methoden durch eine geeignete Beziehung
zwischen der variablen Dichte des Wasser-Dampf-Gemisches und den anderen Zu-
standsgréflen beschrieben. Wenn diese Beziehung nicht nur fiir die Verdampfung,
sondern auch fiir die Kondensation gilt, ist keine SchlieBungsbedingung fiir den
stromab gelegenen Rand des Kavitationsgebietes erforderlich. Continuum Metho-
den koénnen auch zur Simulation instationér kavitierender Strémungen verwendet
werden, da der Phaseniibergang durch direkte Kopplung mit dem Stromungsloser
zeitecht simuliert werden kann. Da der Phaseniibergang von einer Reihe physikali-
scher Phinomene wie Wirmeiibergang, Oberflichenspannung, Viskositit, Kompres-
sibilitét, Blasenwechselwirkung und turbulenten Einfliisse abhéngt, existieren eine
Vielzahl von verschiedenen Kavitationsmodellen, die im Wesentlichen in drei Kate-
gorien eingeteilt werden konnen:
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e Kavitationsmodelle basierend auf einem Zustandsgesetz

Hier wird der Phaseniibergang mit einem Zustandsgesetz beschrieben. Einfache
Zustandsgesetze sind aus der Thermodynamik bekannt und liefern einen Zu-
sammenhang zwischen Dichte und Druck [115]. Das Zustandsgesetz muss phy-
sikalisch sinnvoll sein und darf das numerische Losungsverfahren nicht destabi-
lisieren. Die in der Literatur verwendeten Zustandsgesetze lassen sich mit dem
Verhéltnis zwischen der Fliissigkeits- und der Dampfdichte oder mit der Breite
bzw. mit dem Gradienten der Ubergangsfunktion charakterisieren. Die Kopp-
lung eines Zustandsgesetzes mit einer zweidimensionalen Stréomungsrechnung
wurde zuerst von DELANNOY & KUENY [24] angewandt. Das Zustandsgesetz
basiert dabei auf einer Sinusfunktion und beschreibt den Ubergang der Ge-
mischdichte von der Fluiddichte zur Dampfdichte in Abhéngigkeit vom Druck
p = p(p). Es wird eine instationdre kavitierende Strémung in einem Kanal
mit konvergent-divergent verlaufenden Wianden untersucht. Die Berechnungen
zeigen ein zyklisches Anwachsen des Kavitationsgebietes, die Bildung eines Re-
Entrant-Jets, der das Kavitationsgebiet abschneidet sowie das Abschwimmen
von Kavitationsgebieten. Die Berechnungen wurden unter der Annahme ei-
ner reibungsfreien Strémung durchgefiihrt, die Ausbildung der Riickstrémung
wurde also nicht durch Reibungseffekte verursacht.

REBOUD ET AL. [89] und COUTIER-DELGOSHA ET AL. [20] benutzen dieses
Modell, um die kavitierende Stromung in zwei unterschiedlichen Kanalgeome-
trien zu simulieren. In Abhéngigkeit von der Geometrie tritt im einen Fall ein
quasi-stationdres Kavitationsgebiet, im anderen Fall ein instationér oszillieren-
des Kavitationsverhalten auf. In beiden Féllen stimmen die Simulationsergeb-
nisse gut mit dem Experiment iiberein.

SCHMIDT ET AL. [101],[102] verwenden eine logarithmische Funktion fiir das
Zustandsgesetz. Im Gegensatz zu dem Verfahren von DELLANOY & KUENY,
bei dem die beiden Phasen inkompressibel sind, verwenden SCHMIDT ET AL.
ein kompressibles Verfahren. Auch VENTIKOS & TZABIRAS [125] betrachten
beide Phasen als kompressibel, verwenden aber ein druckbasiertes Losungsver-
fahren.

Auf blasendynamischen Betrachtungen basierende Kavitationsmodelle

Kavitation wird als Wachstums- und Kollapsprozess einzelner Dampfblasen in
einem sich dndernden Druckfeld betrachtet. Da es wegen der hohen Anzahl
an Kavitationsblasen nicht mdoglich ist, jede einzelne aufzulosen, werden alle
Blasen einer Rechenzelle aufsummiert und gleich behandelt. Man spricht dabei
auch von ,homogenen” Kavitationsmodellen, da dieses Aufsummieren voraus-
setzt, dass die Blasen homogen in der Rechenzelle verteilt und klein gegeniiber
den Abmessungen der Rechenzelle sind. Der Radius der Blasen ist mit dem
Phasenanteil der Dampfphase korreliert. Mit diesem Radius wird das Wachs-
tum bzw. der Kollaps der Blasen in Abhingigkeit von den Stromungsgréfien
berechnet. Hieraus ergibt sich die Verdampfungsmenge und die neue Dichte
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des Gemisches. Die Gleichungen, die die Blasendynamik beschreiben, wurden
schon in Kapitel [1.2.1 dargestellt. Die auf der Blasendynamik beruhenden Ka-
vitationsmodelle kénnen die Keimkonzentration in der Zustromung als Para-
meter beriicksichtigen. Allerdings haben sie den Nachteil, dass mit steigendem
Dampfgehalt und wachsendem Blasenradius die Annahme einer homogenen
Blasenverteilung ihre Giiltigkeit verliert und somit auch die Wachstumsbe-
ziehungen streng genommen nicht mehr gelten. Dies steht auch in direktem
Zusammenhang mit der Gréfle der Rechenzellen.

KUBOTA ET AL. [61] verwendet die Rayleigh-Plesset-Gleichung, Gleichung/1.4]
um den Phasenanteil in Abhingigkeit vom Blasenradius zu bestimmen. Aus
dem Phasenanteil wird dann die Gemischdichte berechnet. Die zweidimen-
sionale instationér kavitierende Strémung um ein NACAO0015-Profil wird bei
unterschiedlichen Anstellwinkeln simuliert. Das Modell ist in der Lage, das zy-
klische Abschwimmen von Blasenwolken am Ende des Kavitationsgebietes zu
reproduzieren. Aufgrund der Zeitabhéingigkeit der Rayleigh-Plesset-Gleichung
kann das Modell aber nur fiir instationdr kavitierende Stromungen benutzt
werden. Zudem neigt das Verfahren wegen der hohen Abhingigkeit zwischen
Druck und Dichte durch die direkte Kopplung zu Instabilitdten. Auch SCHULZ
[104] sowie CHEN & HEISTER [18] verwenden die Rayleigh-Plesset-Gleichung
zur Beschreibung des Blasenwachstums. CHEN & HEISTER [18] berechnen mit
ihrer Methode die instationér kavitierende Strémung um verschiedene Rota-
tionskorper. Die Berechnungsergebnisse zeigen, dass die Amplitude der durch
die Kavitation verursachten Druckfluktuationen von dem in der Berechnung
vorgegebenen Keimgehalt der Stréomung abhingt. Die Hauptfrequenz bleibt
davon jedoch nahezu unabhéngig.

Da es sich bei Gleichung /1.4 um eine nichtlineare Differentialgleichung handelt,
deren Losung numerisch aufwendig ist, wird hiufig die vereinfachte Form unter
Vernachldssigung von Triagheit, Oberflichenspannung und Viskositét verwen-
det:

dR _ pp—Ps  [2|pB — Pxl

o . 1.6
dt  IpB—Dpsl V3 (1.6)

Gleichung [1.6 wird als Rayleigh-Gleichung bezeichnet. Diese Gleichung dient
in den Arbeiten von ATHAVALE ET AL. [3], SINGAL ET AL. [109], SAUER [94],
SAUER & SCHNERR [95], [103] sowie YUAN & SCHNERR. [130] zur Berechnung
des Blasenwachstums. Dabei benutzen SAUER [94], SAUER & SCHNERR [95],
[103] und YUAN & SCHNERR [130] eine modifizierte Volume-of-Fluid Methode
in Verbindung mit der Rayleigh-Gleichung als Wachstumsgesetz. Am Beispiel
einer instationédr kavitierenden Strémung um ein NACA 0015 Profil bei 6°
Anstellung wird der Einfluss unterschiedlicher Randbedingungen auf das Be-
rechnungsergebnis im Vergleich zum Experiment gezeigt. ATHAVALE ET AL. [3]
und SINGAL ET AL. [109] leiten aus der Rayleigh-Gleichung je einen Term zur
Beschreibung des Blasenwachstums und zur Beschreibung des Blasenkollapses
ab.
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e Empirische Kavitationsmodelle

Neben den auf der Blasendynamik beruhenden Methoden und den
Zustandsgesetz-Methoden zur Beschreibung des Phaseniibergangs, welche je-
weils einen physikalischen Hintergrund haben, gibt es eine Reihe von Autoren,
die den Phaseniibergang lediglich abhéngig von der Differenz zwischen dem
lokalen statischen Druck und dem Dampfdruck (p — p,) machen. Die Metho-
den basieren auf der von CHEN & HEISTER [17] angegebenen Gleichung fiir
die Anderung der Dichte b

5, =Cl—p). (L.7)
Dabei ist C eine empirische, mit Einheiten behaftete Konstante. Zunéchst
erscheint die Grofle von C, durch die die Dynamik der Dichtesinderung be-
stimmt wird, rein zufillig. Ist C' jedoch sehr grof, hat also eine kleine Ande-
rung des Druckes eine grofie Dichteinderung zur Folge, was wiederum durch
die Verkniipfung mit den Stromungsgleichungen zu einer grofien Druckéinde-
rung fiihrt. So sorgt die starke Kopplung von Druck und Dichte dafiir, dass der
Druck im Kavitationsgebiet genau auf Dampfdruckniveau gehalten wird. Ab
einer ausreichenden Grofle von (' ist das Rechenergebnis von der Konstanten
unabhéngig.

KUNZz ET AL. [65] [64] verwenden zur Beschreibung des Blasenwachstums bzw.
des Blasenkollapses eine dhnliche Methode mit unterschiedlichen empirischen
Konstanten fiir das Blasenwachstum und den Blasenkollaps, die durch Ver-
gleich mit experimentellen Daten ermittelt wurden.

SENOCAK & SHYY [107] benutzen ein Druckkorrektur-Verfahren und zur Kop-
pelung von Druck, Geschwindigkeit und Dichte die Beziehung

Pf=C(1—q)P (1.8)

wobei P’ die Druckkorrektur und «; der Volumenanteil der Fliissigkeit ist,
der mit Hilfe einer Transportgleichung mit empirischen Quelltermen bestimmt
wird. Durch die Anderung der Gemischdichte wird die Druckkorrekturglei-
chung zu einer Konvektions-Diffusions-Gleichung. Die einphasige inkompressi-
ble Druckkorrektur-Gleichung ist eine reine Diffusions-Gleichung. Sowohl die
Druckkorrektur als auch die Interpolation der Massenfliisse werden bei SENO-
CAK & SHYY wie bei kompressiblen Stromungen behandelt, was zu verbesser-
ten Konvergenzraten fiihrt.

Einen anderen Weg verfolgen AvvA & SINGHAL [4]. Deren Vorgehensweise ba-
siert auf der Annahme, dass es sich bei Kavitation um einen Phaseniibergang
bei konstanter Enthalpie handelt. Sie 16sen zusétzlich zu den Impulsgleichun-
gen und der Kontinuitéitsgleichung eine Transportgleichung fiir die Mischungs-
enthalpie. Der Dampfgehalt wird anhand der berechneten Mischungsenthalpie
und der lokal in der Rechenzelle herrschenden thermodynamischen Gréfien be-
rechnet. Dieses sogenannte ,Constant Enthalpy Vaporisation” (CEV)- Modell
ist in dem kommerziellen CFD-Code CFX-TASCflow implementiert.
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Die beschriebenen Continuum-Modelle unterscheiden sich neben der Beschreibung
des Phaseniibergangs auch in Hinblick auf die numerische Koppelung des Kavitati-
onsmodells mit den Erhaltungsgleichungen. Es ist zum einen moglich, das Kavita-
tionsmodell direkt mit den Erhaltungsgleichungen fiir Masse und Impuls mit einer
Euler-Euler-Betrachtung zu verbinden. Die zweiphasige Stromung wird dabei als
ein kompressibles Fluid behandelt, dessen Dichte im Bereich des Dampfdrucks sehr
stark vom Druck abhéingt. Die auf direkter Koppelung basierende Vorgehensweise
wird von DELANNOY & KUENY [24] bzw. REBOUD ET AL. [89] durch Vorgabe eines
barotropischen Zustandsgesetzes p = p(p) angewandt. Im Bereich der auf Blasendy-
namik beruhenden Modelle benutzen KuBOTA ET AL. [61] und ScHULZ [104] die
direkte Koppelung.

Die zweite Moglichkeit besteht darin, beide Phasen getrennt zu betrachten und den
Phaseniibergang mit Hilfe einer sogenannten Ratengleichung zu beschreiben. Dies
bedeutet, dass nicht der Zustand, sondern die Anderung des Zustandes vom Kavita-
tionsmodell beschrieben wird. Die Ratengleichung stellt eine zusétzliche Transport-
gleichung fiir den Volumen- oder Massenanteil einer der beiden Phasen dar. Eine
Ratengleichung wird von CHEN & HEISTER [18] und SAUER & SCHNERR [94],[95],
[103] im Bereich der Blasendynamik verwendet. MERKLE ET AL. [77] verwenden
sowohl die direkte Koppelung des Zustandsgesetzes mit den Impulsgleichungen als
auch die Modellierung des Phaseniibergangs mit Hilfe einer Ratengleichung. Beide
Modelle fithren nach Angaben der Autoren zu realistischen Ergebnissen. Die Model-
lierung des Phaseniibergangs mit Hilfe einer Ratengleichung erweist sich jedoch als
numerisch stabiler.

Numerische Simulation kavitierender Strémungen in Kreiselpumpen

Zur Simulation kavitierender Pumpenstrémungen wurden bislang nur wenige der
beschriebenen Verfahren angewandt. ATHAVALE ET AL. [3] simulieren mit ihrem
»full cavitation model” die dreidimensionale reibungsbehaftete kavitierende Stro-
mung in einer Axialpumpe, einer Radialpumpe und einem Inducer zur Férderung
von fliissigem Sauerstoff. Eine Besonderheit dieses Modells ist die Beriicksichtigung
des Einflusses der turbulenten Druckschwankung auf die Kavitation mit Hilfe einer
Erhohung des kritischen Drucks pg.i+ = 0.39 - p - k. Die Berechnungsergebnisse sind
in [3] aber nur qualitativ dargestellt und nicht experimentell tiberpriift.

VISSER [126] benutzt das ,Constant Enthalpy Vaporisation”(CEV)-Modell des kom-
merziellen Programms CFX-TASCflow, um die kavitierende Strémung in einer Krei-
selpumpe mit und ohne Spirale zu simulieren. Dabei wird der Férderhdhenabfall fiir
verschiedene Volumenstrome berechnet. Der Forderhéhenabfall von 3% wird mit
experimentellen Daten verglichen und zeigt gute Ubereinstimmung.

Auch DuPONT & OKAMURA [28] benutzen das CEV-Modell. Sie vergleichen es mit
anderen kommerziell verfiigharen Kavitationsmodellen und aulerdem mit einer ana-
lytischen Methode zur Abschitzung des Forderhohenabfalls, siehe auch DuPONT &
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AVELLAN [27]. Die analytische Methode zeigt fiir geringen Férderh6henabfall sehr
gute Ubereinstimmung mit dem numerischen Verfahren, bei wesentlich geringerer
Rechenzeit. Die mit den drei verglichenen kommerziellen Programmen erzielten Er-
gebnisse weisen dagegen sehr grofie Unterschiede auf.

MEDVITZ ET AL. [76] und KUNZ ET AL. [65] bestimmen mit ihrem Verfahren in
einer quasi-3D Analyse den Forderh6henabfall einer halbaxialen Kreiselpumpe. Der
Forderh6henabfall wird aber nur im Designpunkt mit dem experimentell ermittelten
verglichen.

WURSTHORN [128] analysiert die kavitierende Strémung in einer 2D-Pumpe mit
Hilfe des kommerziellen CFD-Codes StarCD, in den das Kavitationsmodell von
SCHMIDT ET AL. [101],[102] integriert ist. Dabei mussten die Modellparameter des
Kavitationsmodells erst angepasst werden, um iiberhaupt sinnvolle und stabile Simu-
lationen durchfiihren zu konnen. Wesentliche Effekte der Kavitation, beispielsweise
der Forderhthenabfall, konnten im Vergleich mit dem Experiment reproduziert wer-
den. Allerdings werden die Kavitationszonen bei allen durchgefiithrten Simulationen
zu klein vorhergesagt.

COURTIER-DELGOSHA ET AL. [21] verwenden das von DELANNOY & KUENEY
[24] entwickelte barotropische Kavitationsmodell zur Simulation der kavitierenden
Stromung in einem Inducer sowie einer radialen und einer halbaxialen Kreiselpum-
pe. Neben der Berechnung des Einflusses der Kavitation auf das Forderverhalten
wird auch die veriinderte Schaufelanstrémung bei Kavitation untersucht. Die Uber-
einstimmung des berechneten FoérderhGhenabfalls mit dem Experiment ist bei der
Radialpumpe sehr gut. Allerdings wird der NPSH-Wert des Steilabfalls beim Inducer
nicht richtig berechnet.

FROBENIUS ET AL. [40] und SCHILLING & FROBENIUS [99] verwenden das blasendy-
namische Kavitationsmodell von SAUER & SCHNERR [95], [103] zur Simulation der
kavitierenden Stromung in einer Kreiselpumpe niedriger spezifischer Drehzahl. Der
fiir verschiedene Volumenstrome berechnete Forderhéhenabfall stimmt im Bereich
des Nennvolumenstroms gut mit experimentellen Ergebnissen iiberein. Auflerdem
werden berechnete und gemessene Schaufeldruckverteilungen verglichen. Es ist zu
beobachten, dass die Kavitationszonen in der Simulation stets kleiner bzw. kiirzer
bestimmt werden als im Experiment. Dies deutet darauf hin, das die von SAUER
verwendete Beschreibung des dynamischen Blasenwachstums fiir stationére Simula-
tionen so nicht angewandt werden kann.

Die gleiche Laufradgeometrie wird von NOHMI ET AL. [81] und NouMI & GoOTO
[80] experimentell und numerisch untersucht. Zur Stréomungssimulation wird CFX-
TASCflow mit dem CEV-Kavitationsmodell verwendet. Die Abweichung zwischen
den gemessenen und berechneten Forderh6henabfallkurven sind im Nennpunkt noch
gering, bei Uberlast dagegen grof. Die Autoren erwiihnen auBerdem grofe Konver-
genzprobleme.
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1.3 Zielsetzung und Vorgehensweise

Ziel der Arbeit ist die Entwicklung eines numerischen Verfahrens zur Simulation kavi-
tierender Strémungen in hydraulischen Strémungmaschinen, das als Modul eines nu-
merischen Entwicklungssystems fiir Stromungsmaschinen im industriellen Entwurfs-
und Optimierungsprozefl eingesetzt werden kann.

Der zu entwickelnde CFD-Code soll eine realitdtsnahe Berechnung der kavitierenden
Stromung ermdéglichen. Wesentliche physikalische Effekte, wie das Auftreten des Re-
Entrant-Jets und die Wolkenablésung, sind zu erfassen. Dies lédsst sich nur mittels
einer zeitechten, instationidren Simulation erreichen.

Damit der CFD-Code dariiber hinaus als Baustein eines Entwicklungssystems fiir
hydraulische Stromungsmaschinen einsetzbar ist, muss das Verfahren auch zur sta-
tiondren Simulation kavitierender Stromungen anwendbar sein. Nur so lassen sich
wahrend des Design-Prozesses innerhalb einer vertretbaren Zeitdauer Aussagen iiber
das Auftreten von Kavitation und deren Einfluss gewinnen. Das zu entwickelnde
Verfahren soll in der Lage sein, das Kavitationsverhalten, insbesondere die kavita-
tionsbedingte Anderung des Betriebsverhaltens von Strémungsmaschinen mit einer
fiir die praktische Anwendung hinreichenden Genauigkeit vorherzusagen.

Als Basis-Code dient ein von SKODA [110] entwickeltes Navier-Stokes-Verfahren.
Zunichst wird das blasendynamische Kavitationsmodell von SAUER [94] in diesen
Code implementiert. Um den gestellten Anforderungen gerecht zu werden, kommt
ein implizites 3-Level-Zeitschrittverfahren zur Anwendung. Dadurch ist der Zeit-
schritt nicht limitiert und das Verfahren kann sowohl zur stationéren als auch zur
instationdren, zeitechten Simulation angewendet werden.

Die Leistungsfahigkeit des Verfahrens soll anhand zweier Testfille, fiir die detaillierte
experimentelle Daten vorliegen, nachgewiesen werden. Dabei sollen vor allem lokale
StromungsgréfBen, wie die Geschwindigkeit oder der Volumenanteil der Dampfphase,
mit den im Experiment ermittelten Werten verglichen werden. Auflerdem wird der
Einfluss der Turbulenzmodellierung und der Diskretisierung auf die Kavitationssi-
mulation untersucht.

Die Anwendung des entwickelten Verfahrens erfolgt am Beispiel der kavitierenden
Stromung durch das Laufrad einer Kreiselpumpe mit der spezifischen Schnellldufig-
keit n, = 26 1/min. Hierbei wird untersucht, inwieweit das entwickelte Verfahren bei
der stationdren Simulation der kavitierenden Stromung in der Lage ist, die realen
Stromungsverhéltnisse abzubilden und wo die Grenzen der Anwendbarkeit liegen.
Vom CFD-Code vorhergesagte und gemessene integrale Grofen, wie z.B. der For-
derhohenabfall, werden fiir verschiedene Betriebspunkte verglichen. Dariiber hinaus
werden lokale Stromungsphenoméne, wie der Einfluss der Radseitenraumstrémung
auf die Kavitationsausbildung analysiert.
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Kapitel 2

Modellbildung

In diesem Kapitel werden die wesentlichen theoretischen Grundlagen behandelt, die
fiir das entwickelte Rechenverfahren von Bedeutung sind. Zunéchst werden die be-
schreibenden Erhaltungsgleichungen aufgestellt, dann das blasendynamische Kavita-
tionsmodell und die Koppelung des Kavitationsmodells mit den Erhaltungsgleichun-
gen beschrieben. Schliefllich wird auf die Modellierung der Turbulenz der Zweipha-
senstromung eingegangen. Die Besonderheiten fiir rotierende Bezugssysteme werden
aufgrund ihrer Bedeutung bei Stréomungen in hydraulischen Maschinen in einem
gesonderten Kapitel betrachtet.

2.1 Grundgleichungen

Bei der kavitierenden Stromung handelt es sich um ein Phasengemisch aus Wasser
und Wasserdampf. Unter Vernachléssigung des Schlupfes zwischen den Phasen wer-
den die Erhaltungsgleichungen der einphasigen Stromung auch zur Beschreibung der
Zweiphasenstromung verwendet. Diese wird als Stromung eines Fluidgemisches mit
gemittelten Stoffeigenschaften modelliert. Dabei definiert die Variable o den volu-
metrischen Anteil! der dampfférmigen Phase pro Einheitsvolumen des Gemisches:

Volumen der gasférmigen Phase in einer Zelle
a= . (2.1)
Zellvolumen

Fiir die Stoffeigenschaften des Gemisches gilt:

p=ap,+(1—a)p,
p=oapy+(1—a)w.

—_~ o~
o

Lengl. volume fraction oder void fraction



2.2. KAVITATIONSMODELLIERUNG 23

Hierbei steht der Index v fiir die dampfft')rmig , und [ fiir die ﬂiissigeE Phase. p
bezeichnet die Dichte und p die dynamische Viskositit.

Das Stromfeld des Fluidgemisches ist definiert durch die drei Komponenten des
Geschwindigkeitsvektors @ = (uy,uq,u3)’ = u; = (u,v,w)” in den kartesischen
Koordinatenrichtungen & = (1, Z2, 73)" = z; = (z,y, 2)* sowie durch den statischen
Druck p.

Die Stromung des Fluidgemisches wird mathematisch durch die Erhaltungsgleichun-
gen fiir die Masse und den Impuls beschrieben. In kartesischen Koordinaten erhélt
man:

dp | 9(puy)
- = 2.4
ot T Tom, O (2.4)
d(pu;)  O(puju) Op 0 Ou;  Ou,
=2, 7 . 2.

Die Bestimmung des Dampfanteils « ist Aufgabe des Kavitationsmodells, welches
im folgenden Abschnitt beschrieben wird.

2.2 Kavitationsmodellierung

Kavitation wird als Wachstums- und Kollapsprozess von Blasen betrachtet. Aus-
gangspunkte fiir die Verdampfung sind die in der Fliissigkeit vorhandene Kavi-
tationskeime. Aus diesen bilden sich Dampfblasen, die mit der Stromung kon-
vektiert werden und wieder kollabieren. Zur Beschreibung dieses Vorgangs ist die
Modellierung der Keimverteilung, des konvektiven Transports, der Volumenédnde-
rung und der Wachstums- bzw. Kollapsgeschwindigkeit erforderlich.

2.2.1 Modellierung der Keimverteilung

In realen Fliissigkeiten existierende Keime weisen eine spektrale Gréflenverteilung
auf und konnen von verschiedener Art sein, beispielsweise Partikel oder Gasblasen.
Eine genaue Modellierung dieser Keimverteilung erfordert eine Unterteilung nach
der Grofle in diskrete Keimklassen und die Unterscheidung nach dem Keimtyp. Dies
bedeutet einen enormen numerischen Aufwand, da fiir jede Keimklasse eine Trans-
portgleichung gelést werden muss. Deshalb werden die verschiedenen Keimtypen

2yapour
3liquid
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idealisiert zu einem Keimtyp ,,Mikroblase” zusammengefasst. Die spektrale Keim-
verteilung in einer Fliissigkeit wird durch die Annahme eines mittleren Keimradius
R und einer mittleren Keimanzahl n angenéhert. Eine Mikroblase mit dem Anfangs-
radius R = Ry wird als Keim bezeichnet. Der Parameter n ist eine Stoffkonstante
der Fliissigkeit und wird definiert als:

Anzahl der Kavitationskeime

n (2.6)

*~ Einheitsvolumen der Fliissigkeit -

Die Keimanzahl wird so explizit an das Volumen der Fliissigkeit und nicht an das
Gemischvolumen gekoppelt. Dies hat den physikalischen Hintergrund, dass durch
den Bezug auf das Fliissigkeitsvolumen die Keimerhaltung erfiillt wird, sieche SAUER
[94].

2.2.2 Transportgleichung fiir den Dampfanteil

Kavitation wird mathematisch durch die Formulierung einer Transportgleichung fiir
den Dampfvolumenanteil in Verbindung mit einem Quellterm modelliert. Dieser hat
die Funktion einer Dampfquelle bzw. Senke, d.h. das Dampfvolumen wird abhéingig
vom statischen Druck vergroflert oder veringert.

Die Erhaltungsgrofie a wird als volumetrischer Anteil des Dampfes pro Einheitsvo-
lumen Gemisch definiert und kurz als Dampfanteil bezeichnet. Das Dampfvolumen
berechnet sich aus der Blasenanzahl und dem Volumen einer Einzelblase. Deshalb
ergibt sich fiir den Dampfanteil a:

Vo Npiasen - 57R?
(0] 1 ,v T Vl ( )

Unter Verwendung der Keimkonzentration ny kann die Keimanzahl aus dem im
Volumen V' vorhandenen Wasservolumen V) berechnet werden, und es ergibt sich
die Bestimmungsgleichung fiir den Dampfanteil a:

o= TL()W . %ﬂ'Rg N ng - %WR?’
noVi-sR3+V,  1+ng-37R3’

(2.8)

Die Anderung des Dampfanteils in einer Rechenzelle infolge von Konvektion und
Blasenwachstum bzw. -kollaps wird durch die Transportgleichung fiir den Dampfan-
teil o beschrieben:

Jda  Olawuj) do
T . . 2.
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Zur Herleitung der zeitlichen Anderung des Dampfanteils dor/dt wird eine Blasenwol-
ke in einem mitbewegten Kontrollvolumen betrachtet. Das Dampfvolumen V,, ergibt
sich aus der Blasenanzahl Npj,,., und dem Blasenvolumen, siehe Gleichung 2.7, Die
zeitliche Anderung des Dampfvolumens ergibt sich durch die totale Ableitung nach
der Zeit:

d d 4 4 d d (4
- Vo) = 7 N asen o 3) =3 S — N asen N asen 3, <_ 3> . 2.10
AT ( Blasen 3™ | = 3R 3 (Nbtasen) + Ntasen 25 { 57 (2:10)

Sowohl die Anderung der Blasenanzahl im Zell-Volumen als auch die Gréfensn-
derung der Blasen beeinflussen das Dampfvolumen. Die Anzahl der Blasen in einer
Rechenzelle wird unter Verwendung des Parameters ng aus dem im Kontrollvolumen
vorhandenen Wasservolumen berechnet:

NBlasen = nOW = nOV(l - Ck) 5 (211)
d do
—(N asen) — — V—. 2.12
g NBiasen) = —noV -0y (212)

Durch Einsetzen der Beziehungen und 2.12 in Gleichung 2.10 erhélt man:

d 4, do d (4 3)
(V) = —ng= - —a)— (= . 2.1
S(Ve) = —noSr RV 4 ngV (1 - ) ( SR (2.13)
Daraus folgt:
do o d /4 3)
—=1l-a)— == . 2.14
T e e (3”R (2.14)

Zur Berechnung der Divergenz des Strémungsfeldes Vu wird die Kontinuitétsglei-
chung (2.4 in der nicht-konservativen Form verwendet:

vy Ldp_ _p—pda adp, 1-adp
 pdt p dt pdt p dt

(2.15)

Die Fliissigkeit wird als inkompressibel betrachtet, die Dichte des Dampfes ent-
spricht der Sattigungsdampfdichte. Wird auflerdem angenommen, dass die Masse
des Dampfes in der Zelle gegeniiber der Masse der fliissigen Phase vernachléssigbar
ist, ap, << (1 — a)p;, kann die Volumenerhaltung weiter vereinfacht werden. Diese
Annahme ist fiir Wasser bei einer Temperatur von 20° C' bis zu einem maximalen
Dampfanteil von o = 0.999 sehr gut erfiillt.
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Vu=-—

Pv — Pl daN 1 da no d(

4
— & _—= | = R3> . 2.16
apy,+(1—a)pdt  1—adt 1+n0-§7TR3dt m ( )

3

Gleichung2.14 und werden in die allgemeine Transportgleichung fiir den Dampf-
volumenanteil o (Gleichung 2.9) eingesetzt, und man erhélt:

da  O(au;) do et o d (4 3>
— =— 1 = -— |z . 2.17
ot " o, dt ( * 1—a) 1+mng- 3R dt 3™ (2.17)

Zur Berechnung des Quellterms auf der rechten Seite der Transportgleichung fehlt
noch eine Beziehung zur Beschreibung des Blasenwachstums, die im folgenden Ab-
schnitt vorgestellt wird.

2.2.3 Blasendynamik

Ausgangspunkt zur Modellierung des Blasenwachstums ist eine einzelne Kugelblase,
die sich in einem unendlich ausgedehnten Fluid befindet, siehe Abbildung

p,T

Wasser

Dampfblase

Abbildung 2.1: Blasenwachstum in einem unendlich ausgedehntem
Fluid
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Die Kontinuitéts- und Impulsgleichung in Polarkoordinaten lauten unter der Vor-
raussetzung v = w = 0:

0

o (r*u) =0, (2.18)
ou ou 10p (10 [ ,0u 2/
A Ve e N L Ty S S LA 2.1
ot +u8r P Or + o (7'2 or (T 8T> r? (2.19)

Hierbei ist u die radiale Komponente der Fluidgeschwindigkeit. Nach Integration
der Impulsgleichung von der Blasenoberfliche r = R bis oo und unter Verwendung
von Gleichung 2.18| ergibt sich die Rayleigh-Plesset-Gleichung:

2
_0_4,uldR

—_— . 2.20
P pR - pR dt (2:20)

@R 3 (dR\® ps-—pe
RW+§<E) =

Bei der Herleitung der Rayleigh-Plesset-Gleichung wird die radiale Geschwindigkeit
u gleich der Anderung des Blasenradius dR/dt gesetzt. Dies ist strenggenommen
nur zur Beschreibung des Blasenwachstums ohne Massentransport iiber die Pha-
sengrenze giiltig. Dennoch ist diese Annahme eine gute Niherung bei Verdampfung
oder Kondensation. Um dies zu zeigen, wird eine Dampfblase wie in Abbildung 2.1
betrachtet. Die Volumenéinderung des entstehenden Dampfes muss gleich der Gré-
eniinderung der Blase 47 R2dR/dt sein. Deswegen ist die Verdampfungsrate gleich
ps(Tg)4T R%2dR/dt, wobei p,(Tg) die Dampfdichte in Abhéngigkeit der Blasentem-
peratur T ist. Die Verdampfungsrate muss gleich dem Massenstrom der Fliissigkeit
relativ zur Phasengrenze sein. Deshalb ergibt sich die Geschwindigkeit der Fliissig-
keit in negativer radialer Richtung relativ zur Phasengrenze zu p,(Tg)(dR/dt)/p;.
Daraus folgt:

_ AR py(Tp)dR _ ll . m(TB)] aR

-t — @ 2.21
YSa T, dt o | dt (221)

In den meisten Fillen ist die Dampfdichte viel kleiner als die Dichte der Fliissigkeit
v K p1, so dass die Herleitung von Gleichung[2.20 zuldssig ist.

Die Kompressibilitét ist bei den meisten technischen Anwendungen von untergeord-
neter Bedeutung. Fiir das Blasenwachstum ist die Kompressibilitdt der Fliissigkeit
vernachlissigbar, da die Blasenwandgeschwindigkeiten im Vergleich zur Schallge-
schwindigkeit der Fliissigkeit sehr klein sind. Dies gilt fiir den Fall einer Einzelblase.
In einem Gemisch bestehend aus Blasen und Fliissigkeit liegt die Schallgeschwindig-
keit weit unter den Werten der reinen Komponenten, d.h. eine Fliissigkeit verhalt
sich durch Zumischung von geringen Gasvolumina kompressibel, siche Abbildung
Die Ausbreitung von Druckwellen in einer Blasenfliissigkeit kann daher erheb-
lich von der in einer reinen Fliissigkeit abweichen, siche BRENNEN [13].
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Abbildung 2.2: Schallgeschwindigkeit einer Blasenfliissigkeit
(Wasser-Luft) in Abhéngigkeit vom Gasanteil

Die Rayleigh-Plesset-Gleichung kann erweitert werden, um den Einfluss von nicht-
gelosten Gasen auf das Wachstum und den Kollaps von Blasen zu beschreiben, siehe
HICKLING & PLESSET [46] und BRENNEN [13]. Werden thermische Effekte vernach-
lassigt, wird angenommen, dass sich das in der Blase befindende nicht-geloste Gas
polytrop verhilt:

Ro)gk . (2.22)

Pc = Pao (E

Hierbei sind Ry und pgo der anfingliche Blasenradius und der anfangliche Druck des
nichtgeldsten Gases. Der Exponent k ist ndherungsweise konstant. k¥ = 1 bedeutet
konstante Blasentemperatur, wogegen k = ~ adiabates Verhalten beschreibt. Der
Blaseninnendruck addiert sich somit aus dem Dampfdruck des umgebenden Fluids
und dem Partialdruck des nichtgelésten Gases zu

RO 3k
PB = Pv t Pgo (E) : (2.23)

Die Rayleigh-Plesset-Gleichung unter Beriicksichtigung des nichtgelésten Gases lau-
tet somit
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— (2.24)

» — Doo R\* _dR 3 (dR\° 2 dR
u_,_@(_‘)) =R— 4+ — +_0-+4ﬂ_.
P o \R dez 2 pR - pR dl

Die Gleichungen(2.20 bzw. 2.24 werden durch ein 4-Schritte-Runge-Kutta-Verfahren
zeitlich integriert. Man erhélt die Wachstumsgeschwindigkeit R= dR/dt, die dann
zur Berechnung des neuen Blasenradius verwendet wird. Anfangs- und Randbedin-
gungen sind gegeben durch einen initialen Blasenradius Ry und eine Anfangswachs-
tumsgeschwindigkeit Ro.

BRENNEN [13] berechnet mit Gleichung [2.24 bei Vernachldssigung des
Oberflichenspannungs- und Viskositédtsterms das Wachstum und den Kollaps ei-
ner Einzelblase. Dabei sinkt der Umgebungsdruck p, zuerst unter den Dampfdruck
und steigt dann wieder an, siehe Abbildung 2.3\ Die Blase wéchst zunichst gleich-
méfBig an und erreicht ihre maximale Grofle kurz nach dem Druckminimum. Der
Blasenkollaps verhélt sich vollkommen anders. Die Blase kollabiert extrem schnell,
um danach wiederholt anzuwachsen und zusammenzufallen. Diese sogenannten ,,Re-
bounds” wiirden sich ohne viskose Effekte unendlich oft wiederholen.

Druckdifferenz [Pa]

10000 r RS / 1 6,0E-03
gooo |/ \ Rayleigh-Plesset
! ' 1 5,0E-03
= 6000 b ' _ _ ’
[ / \ Rayleigh-Plesset mit
?-,_ 4000 p : nichtgeléstem Gas 1 40E-03 E
§ 2000 [+ '\ Rayleigh e
e . - 3
N ol /) ' 7N 7 7/ "\1 30E-03 T
o /A / \ / \ / o
g 2000 | ‘\ \ / \ \\ / 2
= ) . / \ 1 -03 2
5 / 2,0E-03 &
§ 4000 | Y | Y | @
& -6000 | o ! I \
o0 \ . l I I,’ 1 1.0E-03
-8000 | Y I
- |
-10000 1 1 L ey b L - L L " 0,0E+00
0,000 0,001 0,002 0,003 0,004 0,005 0,006 0,007 0,008 0,009 0,010

Zeit t [s]

Abbildung 2.3: Vergleich von typischen Losungen der Rayleigh-
Gleichung und der Rayleigh-Plesset-Gleichung mit und ohne Be-
riicksichtigung von nichtgeldstem Gas

Bei der Modellierung der Kavitationsblasen mit Hilfe des Dampfvolumenanteils sind
alle Blasen in einer Rechenzelle gleich. Der Blasenrebound kann deshalb numerisch
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nicht richtig dargestellt werden, da fiir eine solche Darstellung vorauszusetzen wi-
re, dass alle Blasen in einer Rechenzelle gleichzeitig kollabieren, was in der Realitét
natiirlich nicht der Fall ist. Die theoretisch extrem hohen Blasenkollapsgeschwindig-
keiten in der Groflenordnung von 100 m/s wiirden auch zu numerischen Proble-
men fiihren. Eine zeitlich exakte Auflésung des Blasenkollapses liegt dariiberhinaus
fiir industrielle Anwendung weit auflerhalb der momentanen Moglichkeiten heutiger
Rechner.

Die Losung der Rayleigh-Plesset-Gleichung ist numerisch sehr aufwendig, weshalb
analytische Beziehungen gesucht werden, die das Blasenwachstum hinreichend ge-
nau beschreiben. Von vielen Autoren, z.B. SAUER [94], [95], ATHAVALE ET AL.
[3] oder SINGHAL ET AL [109], wird die Rayleigh-Gleichung zur Beschreibung des
Blasenwachstums und des Blasenkollaps herangezogen:

dR _ pp—Ps  [2|PB — Pl (2.25)
dt  |pB—pwl V3  pu

Dabei werden bei der Rayleigh-Plesset-Gleichung die Einfliisse der Oberflichenspan-
nung, der Viskositéit und der Trigheit vernachlissigt.

Nach BRENNEN [13] nihert sich das Wachstum einer Einzelblase sehr schnell einem
gleichmiéissigen Wachstum an, das in guter Niaherung durch die Rayleigh-Gleichung
beschrieben werden kann. Trigheitseffekte spielen beim Blasenwachstum nur fiir
sehr kurze Zeit eine Rolle. Auflerdem behalten die Blasen wihrend des Wachsens
weitgehend ihre Kugelform und der Einfluss von Nachbarblasen ist noch gering.
Die Beschreibung des Wachstums der Blasen mit der Rayleigh-Gleichung ist somit
zuldssig.

Der Blasenkollaps verlduft wesentlich komplizierter. Zunichst wéchst der gegenseiti-
ge Einfluss der Blasen, es kommt zur sogenannten Blaseninteraktion. Dadurch kon-
nen die Blasen ihre Kugelform verlieren und sich stark verformen. Dariiber hinaus
kénnen Blasen aufplatzen@ oder mehrere Blasen zusammenwachsenﬁ, siche BREN-
NEN [12], [13]. Diese Vorgiinge lassen sich aber nur stochastisch vorhersagen. Dazu
miissten einzelne Blasen betrachtet werden. Bei einer Mittelung der Blasen in ei-
ner Rechenzelle konnen solche Vorgédnge nur mit empirischen Modellen beschrieben
werden. Erste Ansitze dazu finden sich bei BRENNEN [12]. Er fiihrt sogenannte
yadditional damping terms” in der Rayleigh-Plesset-Gleichung ein, um die Wirkung
der Blaseninteraktion zu beschreiben. Da der Blasenkollaps zusétzlich noch stark
von der Turbulenz des Fluids beeinflusst wird und auch dafiir keine anwendbaren
Beschreibungen existieren, wird in dieser Arbeit auch der Blasenkollaps mit der
Rayleigh-Beziehung, Gleichung 2.25, beschrieben.

4engl. fission
Sengl. fusion
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2.2.4 Koppelung der Blasendynamik mit dem Stromfeld

Die im letzten Abschnitt hergeleitete Wachstumsrelation basiert auf der Modellan-
nahme einer einzelnen Blase in einem unendlich ausgedehnten Fluid. Fiir die nume-
rische Simulation wird diese Vorstellung durch die Betrachtung einer Blase in einer
Rechenzelle ersetzt. Die Koppelung des Blasenwachstums mit dem Strémungsfeld
wird durch den in der Rechenzelle herrschenden statischen Druck p vorgenommen.
Dabei wird angenommen, dass die Blase fiir die Dauer eines physikalischen Zeit-
schritts AT in der Rechenzelle verbleibt. Da es sich um ein homogenes Modell han-
delt, muss sichergestellt werden, dass der Blasendurchmesser klein ist gegeniiber den
Abmessungen der Rechenzelle.

In den Gleichungen fiir das Blasenwachstum wird der Umgebungsdruck der Blase p,
durch den in der Zelle herrschenden Druck p ersetzt. Der Druck auf der Blasenober-
fliche pp wird gleich dem Séttigungsdampfdruck p, gesetzt. Aus dem Dampfanteil
a wird dann der Radius der Blasen in einer Rechenzelle unter Verwendung der Bla-
senanzahl ngy berechnet:

R— s 1 «o

(2.26)

W~

cangl—o

w

Mit dem Blasenradius und der Rayleigh-Gleichung2.25 als Wachstumsrelation kann
der Dampfvolumenquellterm berechnet werden, der zur Berechnung der Transport-
gleichung fiir den Dampfanteil 2.17 und der Druckkorrektur-Gleichung|2.16 benotigt
wird.

2.3 Mittelung der Erhaltungsgleichungen

2.3.1 Reynolds’scher Separationsansatz

Nach REYNOLDs [90] lésst sich fiir stationére Problemstellungen die lokal an einem
Ort vorherrschende Stromungsgréfie ¢ aufteilen in einen zeitlichen Mittelwert ¢ und
einen Schwankungsanteil ¢’

$(Z,1) = $(Z) + ¢'(7,1) . (2:27)
Die zeitlich gemittelte Grofe ergibt nach Gleichung[2.27

o . 1 t+At N
8(&) = Jim o [ e@nd (2.28)

wobei der zeitliche Mittelwert des Schwankungsanteils ¢'(%, t) verschwindet.
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Diese Vorgehensweise lésst sich auch auf instationéire Stromungen anwenden, solange
die Voraussetzung erfiillt ist, dass die globale zeitliche Anderung der Strémung we-
sentlich langsamer verlduft als die turbulenten Schwankungen. In diesem Fall lautet
der Separationsansatz

(T, t) = ¢(Z,t) + ¢'(Z, 1) (2.29)

mit einer Vorschrift zur Mittelwertbildung entsprechend

B =, [ eEmnd (2.30)

wobei die Integrationszeit At grofl genug ist, um einen reprisentativen Mittelwert
zu bestimmen, jedoch klein ist gegeniiber der globalen Zeitskala.

2.3.2 Reynolds-gemittelte Navier-Stokes-Gleichungen

Fiihrt man den Separationsansatz nach Gleichung(2.27 bzw.[2.29 in die fiir das Fluid-
gemisch giiltige Kontinuititsgleichung/2.4/und die Navier-Stokes-Gleichungen|2.5 ein
und mittelt diese zeitlich, sieche z.B. WiLcox [127], so erhélt man die Reynolds-
gemittelten Gleichungen in der Form:

@ 8,OHJ

- 2.31
ot tog, ~ 0 (231)
opu;  O(pu;t,) op o ou 0w,
T oz —pujuf| . (2.32
ot i O, 0z; T 0z; a 0z + or; pU; U (2.32)

Dabei wird die Mittelung nicht auf den Dampfvolumenanteil und somit auf die
Dichte p des Zweiphasengemisches angewandt, da davon ausgegangen wird, dass
der Dampfvolumenanteil keinen turbulenten Schwankungen unterliegt und somit
innerhalb eines Zeitschrittes konstant bleibt. Diese Gleichungen beschreiben im Ge-
gensatz zu den origindren Erhaltungsgleichungen den Transport der zeitlich ge-
mittelten Geschwindigkeit und des Druckes. Sie erhalten zusétzlich den Reynolds-
Spannungstensor —pm, der aus der Mittelung der konvektiven Terme stammt.
Die Reynolds-Spannungen stellen die zeitlich gemittelte Wirkung der turbulenten
Konvektion dar; ihren zunéichst irrefiihrenden Namen kann man aus einer géngigen
Modellierungsstrategie, der Wirbelviskositdtsannahme, heraus verstehen.

Da der Reynolds-Spannungstensor zunéichst unbekannt ist, ist das Gleichungssystem
nicht geschlossen. Naheliegend wére es, den Reynolds-Spannungstensor durch ent-
sprechende Transportgleichungen zu ermitteln. Nach DURBIN & PETTERSON REIF
[31] lauten diese:
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Opu; u; L, 6pug
ot o0x k

= Pj;— €+ 0+ PD;; + TD;; + VD;; . (2.33)

Der konvektive Transport der Komponenten des Reynolds-Spannungstensors wird
bestimmt durch die Produktion P;;, die Dissipation €;;, die Druck-Scher-Korrelation
®;;, die Druckdiffusion PD;;, den turbulenten Transport 7'D;; und die viskose Dif-
fusion V D;;. Die Terme sind wie folgt definiert:

P;j = —pu;j ukgi — pu g::; ; (2.34)
€j = ggk gzk (2.35)
Py =p' (g—ZJZ + gzz> ; (2.36)
PD;; = — <3auf + 8;5’) ; (2.37)
TD; = —p&gTi“% : (2.38)
VD = u% . (2.39)

Da aufler Pj; und VD;; alle Terme unbekannt sind, ist die Gleichung nicht
geschlossen. Vielmehr miissen die Dissipation ¢;;, die Tripelkorrelation T'D;; sowie
die Druck-Geschwindigkeitskorrelationen ®;; und PD;; modelliert werden.

Gleichung 2.33 ist eine Tensorgleichung. Bildet man die Spur der Gleichung, so erhélt
man die Gleichung fiir die turbulente kinetische Energie £ :

opk 8,0k -0, ou; Ou
- T U = — pu z k - M
ot axk 8 . 6:ck &Ekl
Pk Produktlon e:Dis;irpation
oy pO O
Ox; 2 Oxy uax%

N—— N —r N——
Druck—Diffusion Turbulenter Transport Viskose Diffusion

Die turbulente kinetische Energie pro Einheitsmasse ist definiert als die halbe Spur
des Reynolds-Spannungstensors:

ulul . (2.41)
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Der Produktionsterm Pj stellt dabei keine Nettoproduktion dar, sondern beschreibt,
wie der Hauptstromung Energie entzogen und den turbulenten Fluktuationen zuge-
fiihrt wird. Durch die Dissipation € wird die turbulente kinetische Energie in Wérme
dissipiert.

Der Dissipationstensor ¢;; wird in seinen isotropen und seinen deviatorischen Anteil
aufgeteilt:

2
eij = gé&ij + ED,ij . (242)

Die Dissipation der turbulenten kinetischen Energie € ist definiert als die halbe Spur
des Dissipationstensors

€= 56,']' . (243)

Nun kann der Umverteilungstensor Hfj eingefiihrt werden. Er bestimmt eine Umver-
teilung der turbulenten kinetischen Energie innerhalb der einzelnen Komponenten
des Reynolds-Spannungstensors und weist eine verschwindende Spur auf.

H,Z = (I)ij — GD,ij . (244)

Somit kann die Transportgleichung fiir die Reynolds-Spannungen in folgender Form
modelliert werden:

Opuiu;,  Opulu!; 2 h .
ot J =+ Uy, 8;Ck ] = Pji — 5651']' + Hz’j + PDZ] + TDZ] + VDU . (245)

Die Dissipation € wird durch eine eigene Transportgleichung ermittelt, die im fol-
genden Kapitel diskutiert wird. Die noch zu bestimmenden Terme sind der Umver-
teilungstensor Hfj sowie die Summe aus dem turbulenten und dem aus der Druck-
Geschwindigkeits-Korrelation resultierenden Transport PD;; +T'D;;. Beziiglich des
letzteren Terms schlagen DALY & HARLOW [22] ein Gradiententransportmodell vor:

iy e “9) . (2.46)

0
PD;; +TDij = — (pCs — UL
€

(%k 1]

Die Modellierung des Umverteilungstensors geschieht getrennt nach dem sogenann-
ten Slow- und Rapid-Term unter der Annahme homogener Turbulenz, siche DURBIN
& PETTERSON REIF [31]:

I} = —Cheby (2.47)

Slow—Term

2
+ CopkS;; + Csk <biijk + bk Sik — gbmnsmndij) + Cuk (b Qjk + b)) -

Rapid—Term
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Die Scherrate S;; und die Rotation €2;; sind folgendermafien definiert:

1 (0u; Ou;
= = , 2.48
1 (ou; Ou;
Qi = = e 2.49
wobei b;; der Anisotropietensor ist:
pui vl 2
bij = TJ — 5,0% : (2.50)

2.4 Turbulenzmodellierung

Die Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen [2.32 sind wegen des zunéchst
unbekannten Reynolds-Spannungstensors — pm nicht geschlossen. Dieser Term ist
mit bekannten Gréfien so zu bestimmen, dass zum einen das SchlieBungsproblem ge-
16st und zum anderen die Physik der Stromung méglichst gut modelliert wird. Der
naheliegende Ansatz ist, die Reynolds-Transportgleichung2.33 zu 16sen. Damit wird
das Problem auf die Modellierung des Dissipationstensors €;;, des turbulenten Trans-
portterms T'D;;, der Druck-Scher-Korrelation ®;; und der Druck-Geschwindigkeits-
Korrelation PD;; reduziert. Diese Methode erfordert die Losung von zumindest sechs

Transportgleichungen zuziiglich einer Beziehung fiir die Dissipation e.

Eine in der Ingenieurspraxis verwendete Naherung ist die Modellierung iiber die Wir-
belviskositdtsannahme von BOUSSINESQ [11], welche die direkte Modellierung des
Reynolds-Spannungstensors erlaubt. Dabei wird die Existenz einer von den Stro-
mungsgroflen abhiangigen turbulenten Viskositét pur vorausgesetzt.

2.4.1 Lineare Wirbelviskositidtsmodelle

Die Grundlage linearer Wirbelviskositédtsmodelle ist die Verkniipfung der Kompo-
nenten des Reynoldsspannungstensors mit dem mittleren Stromfeld:

ou; O0u; 2
— pubul, = pp L) — —pko;; . 2.51
b uj (830] 8:6,) 3 k(sz ( b )

Das Schliefungsproblem reduziert sich damit auf die Bestimmung der Wirbelvisko-
sitdt pr. Diese kann auf ein turbulentes Zeitmafl 77 und ein integrales Lingenmaf
Ly zuriickgefiihrt werden, wie eine Dimensionsanalyse zeigt:
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L2
pr o< p - (2.52)
T

Somit reduziert sich das Problem weiter auf die Bestimmung des turbulenten Zeit-
und Liangenmafles. In der Praxis werden diese Mafle nicht direkt bestimmt, sondern
iiber die turbulente kinetische Energie k£ nach Gleichung 2.41, und ihre Dissipations-
rate € nach Gleichung 2.43. Das Langen- und Zeitmaf ergibt sich zu

Tr == (2.53)

3/2

EoulN N =l

Ly = (2.54)

m ‘

Die Groflen k£ und e werden mit entsprechenden Transportgleichungen ermittelt. Es
erweist sich als zweckmifig, eine effektive Viskositdt p.ss zu definieren, die sich aus
der molekularen Viskositdt x und der turbulenten Viskositéit pur zusammensetzt:

Heff = J+ pir . (2.55)

Beim k-e-Modell wird die Wirbelviskositéit entsprechend Gleichung 2.52 ausgedriickt
durch:

]{32
pr=p Cp —, (2.56)

worin C, eine Proportionalitdtskonstante ist. Damit ergibt sich:

Somit entspricht v/k einem charakteristischen GeschwindigkeitsmaB uy. Die Summe
aus Druckdiffusion und turbulentem Transport in Gleichung 2.40 wird unter Ver-
wendung von Gleichung 2.51/ mit einem Gradiententransportansatz approximiert:

P _ pr Ok

Eine exakte Gleichung fiir die Dissipation € kann aus den Navier-Stokes-Gleichungen
dghnlich wie die Transportgleichung fiir die kinetische Energie k , siehe Gleichung
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2.40, abgeleitet werden. Die Schlieung der exakten e-Gleichung ist wesentlich kom-
plexer als die der turbulenten kinetischen Energie, siche WiLcox [127]. Die Trans-
portgleichung fiir die Dissipation € ist deshalb als eine Modelgleichung anzusehen,
siehe FERZIGER & PERIC [32].

Die modellierten Gleichungen fiir die turbulente kinetische Energie £ und deren
Dissipationsrate e lauten schlief3lich:

opk  O(pujk) 0 ( ,uT) ok
= =) —|+PB - 2.
ot + Ox; Ox; pt o/ 0x; e, (2.59)
dpe  Opu;e) 0 ( ,uT) Oe Ca P, —pCuyé
= = . 2.
ot + 8Ij 8:cj H + O¢ al'j + TT ( 60)

Das turbulente Zeitmafl 77 wurde in Gleichung2.53|definiert. Py ist der Produktions-
term von k£ und lautet mit Gleichung(2.34:

Pk =—p u; U; Sij = Q/LTSZ’]'SU , (2.61)

worin die Scherrate S;; nach Gleichung gegeben ist.

Das Standard-k-e-Modell nach LAUNDER & SPALDING [67] wird im weiteren mit
STDKEPS bezeichnet. Es ist nur fiir hohe Reynolds-Zahlen giiltig. Die im Modell
enthaltenen Konstanten sind in Tab.[2.1 zusammengefasst.

Cu Cel 062 Ok O¢
009144 1192|1013

Tab.2.1: Konstanten des Standard-k-e-Modells

2.4.2 Nichtlineare Wirbelviskosititsmodelle

Nichtlineare Wirbelviskositdtsmodelle kombinieren die FEinfachheit und Ro-
bustheit der Wirbelviskosititsmodelle mit der Uberlegenheit von Reynolds-
Spannungsmodellen. Dabei wird die Anisotropie der Turbulenz iiber eine explizite
Abhéngigkeit des Reynolds-Spannungstensors von lokalen Strémungsgrofien einge-
fiihrt.

Die Grundlage nichtlinearer Wirbelviskositdtsmodelle bildet eine konstitutive Glei-
chung, welche aus einer Reihenentwicklung des Spannungstensors nach dem Scher-
und Rotationstensor, Gleichungen 2.48 und [2.49, hervorgeht. Entwickelt man den
Anisotropietensor, Gleichung 2.50] bis zu den Termen dritter Ordnung, so folgt die
kubische konstitutive Gleichung:
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M 1 HT
+401? SikSkj — gSlelkéij + 402? (QikSki + 2k Ski)
1 k
+403'MTT Qi Qe — = Qi ) + 804/{L (SkiShj + Ski2i) Sk
€ 3 €2

k 2
'1'805'UEL2 <QilleSmj + SiuQm Sy — §SlQOnin5ij>

k k
+806M€L25ij5k151k + 807MLSiijlel .

€2

Die Koeffizienten C; bis C; sind entsprechend den Anforderungen zu kalibrieren.
In dieser Arbeit wird das nichtlineare Modell von LIEN ET AL. [70] (LCL) verwen-
det. Das Modell beriicksichtigt die Stromlinienkriimmung bei der Kalibrierung der
Koeffizienten.

Das LCL-Modell basiert auf dem quadratischen Modell von SHIH ET AL. [108], das
fiir Stromungen mit hoher Reynolds-Zahl entwickelt wurde und eine Realizability-
Bedingung beinhaltet.

Nichtlineare Modelle verwenden im Gegensatz zu linearen Modellen nicht die Glei-
chung 2.61, sondern die Spur des Produktionstensors nach der exakten Beziehung
zur Bestimmung der Produktion P; in den Transportgleichungen fiir £ und e.

Um die Realizability-Bedingung zu erfiillen, siehe Kapitel 2.4.4] sind die Koeffizien-
ten eine P‘Nunktion der Invarianten des Deformationstensors S und des Rotationsten-
sors und £2:

U
Il

QSijSij , (2.63)

o
Il

Die Koeffizienten und Diémpfungsfunktionen des LLCL-Modells sind in Tabelle 2.2
zusammengefasst.

Cu Ca Ceo o O
2/3
4+5+0.90 1.44(1 + Py/ Py) 1.92 1.0 1.3

2

P/ =1.33 (1 — O.BeReQT) (Pk + 2uy%e_0'00375R65) s Rep = %; Re, = ”—y\/f

C1 Cy Cs Cy Cs Cs C;
3/4 15/4 19/4 — 2 _ 2 2
C,(1000+83) | CL(1000+53) | C,.(1000+53) 10 Cu 0 2 Cu 2 Cu

Tab.2.2: Konstanten des LCL-Modells
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2.4.3 Wandbehandlung

Die bei der Beschreibung der Turbulenzmodelle behandelten SchlieBungsansétze ge-
hen von Strémungen auflerhalb des unmittelbaren Wirkungsbereiches von festen
Winden aus. Die Wandnédhe kann durch die turbulente Reynolds-Zahl, die von dem
turbulenten Geschwindigkeitsmafl ur und dem integralen turbulenten Léngenmaf}
Ly abhingt, charakterisiert werden:

L
RGT = pur ~r .

(2.65)

Fernab von Winden ist Rer grofl. Die wandnahe Stromung zeichnet sich durch die
Existenz einer diinnen viskosen Unterschicht aus, in der turbulente Einfliisse wegen
der Haftbedingung der Wand géinzlich verschwinden. Hier néhert sich die turbulente
Reynolds-Zahl dem Wert Null an.

Aus Messungen ist bekannt, dass sich eine vollentwickelte, turbulente Grenzschicht
in drei Bereiche unterteilen lisst, siche Abbildung

e Viskose Unterschicht
e Logarithmische Schicht

e Turbulente AuBenstromung

Die Ubergiinge zwischen den Bereichen sind flieBend.

60
Viskose Logarithmischer Turbulente
50 | Unterschicht Bereich AuBenstrémung
+
Z/l T
40 +
30
20
10
O 1 | | 1 IIIIIIII2 1 IIIIIIII3 1 IIIIIII4
1 10 + 10 10 10
Y

Abbildung 2.4: Geschwindigkeitsprofil einer turbulenten Grenz-
schicht
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Bei der Modellierung der Kavitation ist davon ausgegangen worden, dass die Ka-
vitationsblasen klein gegeniiber der Gréfle der Rechenzelle sind. Dies muss auch
in Wandnihe gelten. Durch Verwendung des logarithmischen Wandgesetzes kann
der wandnahe Bereich iiberbriickt werden, so dass die Anzahl der Gitterpunkte in
Wandnihe wesentlich reduziert werden kann und die Zellgrole somit ausreichend
grof} bleibt, um den Modellannahmen zu geniigen.

Bei der Verwendung einer Wandfunktion wird davon ausgegangen, dass das Re-
chengebiet erst im logarithmischen Bereich beginnt. Wihrend das dimensionslose
Geschwindigkeitsprofil 4+ in der viskosen Unterschicht einen linearen Verlauf hat,
folgt es in der logarithmischen Schicht dem Universellen Logarithmischen Wandge-
setz [100], das in Abbildung 2.4] dargestellt ist:

1
ul = p Iny™ +C . (2.66)

T

In Gleichung 2.66 bedeutet C eine Konstante mit C' = 5.2. Die verwendeten dimen-
sionslosen Gréflen sind wie folgt definiert:

@z%, (2.67)
y* = % . (2.68)

worin u; die wandtangentiale Geschwindigkeitskomponente und y* den dimensions-
losen Wandabstand bedeuten. Die Schubspannungsgeschwindigkeit u, ist:

Tw
w, = | 2.69
; (2.69)

Da die Stréomung im logarithmischen Bereich in einem lokalen Gleichgewicht zwi-
schen Produktion Py und Dissipation € ist, gilt nach DURBIN & PETTERSON REIF
[31]:

ur = CiVE . (2.70)

Mit der Approximation fiir das Langenma8l Ly ~ k y,/C 3/ 4 siche DURBIN & PET-
TERSON REIF [31], ergibt sich mit Gleichung [2.54:

C3/4 312
en B (2.71)
K Yyp

Die Implementierung der Wandfunktion wird in Kapitel 3.6.3| erlautert.
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2.4.4 Staupunktstromung

Ein bedeutender Nachteil der Wirbelviskositdtsannahme, Gleichung 2.51 wird in
Staupunktstromungen offensichtlich, in denen eine unphysikalisch hohe Produkti-
on von turbulenter kinetischer Energie P, berechnet wird. Diese Uberproduktion
wirkt sich massiv auf den Zustand der weiter stromab liegenden Grenzschicht aus.
Durch die Einbringung von turbulenter kinetischer Energie in die turbulente Grenz-
schicht wird diese stabilisiert, so dass eine eventuelle Ablosung gar nicht oder weiter
stromab erscheint. Die Uberproduktion von turbulenter kinetischer Energie kann bei
der Simulation kavitierender Stromungen dazu fiihren, dass die Bildung eines Re-
Entrant-Jets verhindert wird und anstelle einer instationdren Wolkenabldsung eine
stationdre Kavitationszone entsteht.

DURBIN [29] und DURBIN & PETTERSON REIF [31] fithren diesen Umstand auf
die quadratische Abhéngigkeit von P, von der Scherrate S;; zuriick, vergleiche Glei-
chung ??. DURBIN [30] argumentiert, dass die Turbulenzintensitit in Staupunktnihe
abnehmen muss, wohingegen eine Erhohung der Turbulenzintensitéit aufgrund der
Wirbelviskositdtsannahme vorhergesagt wird.

KATO & LAUNDER [50] fiihren eine pragmatische Korrektur ein, indem sie den
Umstand ausniitzen, dass der Rotationstensor, Gleichung [2.49, in Staupunktnihe
sehr klein wird. Sie definieren den Produktionsterm, vergleiche Gleichung ?7:

Pk,KL = 2ur SijSij QijQz'j . (2-72)

Diese ad-hoc-Korrektur wird als wirksame Methode zur Unterdriickung der Stau-
punktanomalie in hydraulischen Maschinen verwendet. Allerdings bleibt die Wir-
kung der Kato-Launder-Modifikation nicht auf die gewiinschte Umgebung des Stau-
punktes beschriankt.

DURBIN [29] fiihrt die Staupunktanomalie auf die Verletzung der Realizability-
Bedingung zuriick. Die Realizability-Bedingung besteht aus mathematischer Sicht
aus einer Beschrinkung der Normalspannungen:

0 <ulu!, <2k . (2.73)

!
Die Realizability-Bedingung wurde von SHIH ET AL. [108] als eine Wirbelviskosi-
tatsformulierung in Strémungen mit hoher Reynolds-Zahl ausgedriickt, indem sie
die Konstante C, abhéingig von der Invarianten der Scherrate S;; und der Rotation
€2;; machten. MOORE & MOORE [78] griffen diese Methode auf und formulierten
sie so, dass sie auch bei linearen k-e-Modellen mit Wandfunktionen verwendbar ist.
Zunéchst wird ein Koeffizient C), , folgendermaflen formuliert:
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1
Cr = — (2.74)

2.74 + 1.9 (5’2.4 + 92_4) 2.4

Die Invarianten S und  sind in den Gleichungen 2.63 und 2.64/ gegeben. Die
Realizability-Bedingung wird in Gleichung(2.56 mittels eines Faktors f,, implemen-
tiert:

2
pr =p Cy fn k—; frn, = min (1; %> . (2.75)
€ Cy

Nichtlineare Wirbelviskosititsansitze wie das LCL-Modell, das in Kapitel 2.4.2 vor-
gestellt wurde, beriicksichtigen die Realizability-Bedingung bereits. Somit ist die
durch Gleichung 2.75]eingefiihrte Korrektur dort nicht notwendig.

2.4.5 Kavitierende Stréomung

Einfluss der turbulenten Druckschwankungen

Experimentelle Untersuchungen zeigen, dass die Turbulenz einen groflen Einfluss auf
die Kavitation hat, siehe z.B. KELLER ET AL. [55]. Die richtige Modellierung der
Turbulenz der Zweiphasenstromung wirkt sich somit auch auf die Modellierung des
Kavitationsvorganges aus. Zur Beriicksichtigung der turbulenten Druckschwankun-
gen p),., bei der Bestimmung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit, Gleichung[2.25,
wird zum Sattigungsdampfdruck p, noch der Anteil der turbulenten Druckschwan-
kung

Dyury = 0.39 p k (2.76)

addiert, sieche ATHAVALE ET AL. [3].

Nicht-Gleichgewichts-Turbulenz-Modell

Im Standard-k-e-Modell werden die empirischen Konstanten C,, C¢; Ce, 0 und
o verwendet. Wenn die Stromung sich nicht mehr im Gleichgewicht befindet, also
bei Riickstrémung oder Rotation, miissen die Werte dieser Konstanten angepasst
werden, um Nicht-Gleichgewichts-Effekte beriicksichtigen zu konnen. Dabei wirken
sich C; und C¢, auf die Produktion und die Dissipation in der e-Transportgleichung
aus und damit auch auf die Wirbelviskositit. SENOCAK [107] verwendet ein so-
genanntes Nicht-Gleichgewichts-k-e-Modell. Die Konstanten des Modells werden in
Tabelle 2.3 den Konstanten des Standard-k-e-Modells gegeniibergestellt. Es wurde
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jedoch festgestellt, dass die Verwendung des Nicht-Gleichgewichts-Modells anstel-
le des Standard-k-e-Modells auf des Ergebniss der Simulation einer kavitierenden
Stromung keinen groflen Einfluss hat, verglichen beispielsweise mit dem Einfluss
verschiedenener Netzfeinheiten.

Modell CH Cel 052 O O¢

Standard-k-e 0.09 1.44 1.92 1.0 1.3

Nichtgleichgewichts-k-¢ | 0.09 | 1.15 + 0.25(P;/¢) | 1.45 + 0.45(P;/¢) | 0.8927 | 1.15

Tab.2.3: Empirische Konstanten des Standard-k-e-Modells und des Nichtgleichgewichts-
Modells

Turbulente Viskositéit der Zweiphasenstromung

REBOUD ET AL. [89] und COUTIER-DELGOSHA ET AL. [20] verwenden ein k-¢-
RNG-Turbulenzmodell zur Simulation der kavitierenden Strémung in einem Venturi-
Stromungskanal. Es wurde festgestellt, dass das im Experiment von STuTZ & RE-
BOUD [119] beobachtete instationéire Kavitationsverhalten nicht richtig vorhergesagt
wurde. Die Simulation ergab nach einigen Schwingungen ein stationédres Kavitati-
onsgebiet. Die vorhergesagte Lénge der Kavitationszone war zu kurz und der Dampf-
anteil im Kavitationsgebiet zu hoch. Nach REBOUD ET AL. [89] tritt bei der Simu-
lation der Re-Entrant-Jet, der fiir das Ablosen der Kavitationsblasen verantwortlich
ist, nicht auf, da die turbulente Viskositét lokal iiberschétzt wird.

Um das Verhalten des Re-Entrant-Jets und die Kavitationswolkenablésung besser
vorherzusagen, wurde eine empirische Dichte-Funktion f,(p) eingefiihrt:

folp) = po + (p” _p> (o= po) ; n>1. (2.77)

Pv — P1

Die Dichte-Funktion f,(p) wird anstelle der Gemischdichte p zur Berechnung der
turbulenten Viskositdt benutzt:

k2

pr = fo(p) Cyu (2.78)

Mit dieser Erweiterung des Standard-k-e-Modells erzielten REBOUD ET AL. [89)
und COUTIER-DELGOSHA [20] bei der Simulation des instationéren Verhaltens der
kavitierenden Strémung bessere Ergebnisse. Allerdings stellten BASUKI ET AL. [10]
fest, dass der Exponent n in der Dichte-Funktion, Gleichung 2.77, sehr grof} sein
muss, n > 1000, damit die Dichte-Korrektur iiberhaupt eine Wirkung hat.
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2.5 Rotierendes Bezugssystem

Die Stromung in Hydraulischen Maschinen ist durch das Wirken von Tragheitskréf-
ten gekennzeichnet, die durch die Stromlinienkriimmung oder durch die Rotation
des Bezugssystems aufgeprigt werden. Beide Effekte haben unmittelbaren Einfluss
auf die Hauptstromung und auf die Turbulenz. Wéhrend die Wirkung der Stromlini-
enkriimmung auf die Hauptstromung implizit in den Impulsgleichungen beriicksich-
tigt wird, muss die Systemrotation durch eine geeignete Formulierung der Navier-
Stokes-Gleichungen beriicksichtigt werden. Dem Einfluss der Stromlinienkriimmung
und der Systemrotation auf die Turbulenz kann durch entsprechende Mafinahmen
bei der Formulierung der Turbulenzmodelle Rechnung getragen werden.

2.5.1 Grundgleichungen im Relativsystem

Die bisher hergeleiteten Gleichungen 2.31 und 2.32] zur Erhaltung der Kontinuitét
und des Impulses beschreiben die Strémung in hydraulischen Strémungsmaschinen
bereits vollstindig. Durch die Transformation in ein rotierendes Bezugssystem ldsst
sich die numerische Losung dieser Gleichungen allerdings erheblich vereinfachen,
da sich die Stromung durch ein Laufrad im Absolutsystem beschrieben als peri-
odisch instationires, im Relativsystem hingegen als stationéres Problem darstellt.
Zur Transformation, die z.B. bei TRUCKENBRODT [122], gegeben ist, werden zusétz-
lich die Relativgeschwindigkeit 1 = (w,, w,, w,)” und die Winkelgeschwindigkeit
ar , mit der das Bezugssystem dreht, eingefiihrt.

Fiir die Umfangsgeschwindigkeit @y = (ug, uy, u,)” ergibt sich allgemein
Ty =" x 7, (2.79)
und speziell bei einer Rotation um die z-Achse, die im folgenden immer angenommen
werden soll
—_QF y
_’¢ = | +Qfz
0

(2.80)

Die Beziehung zwischen Absolut-, Umfangs- und Relativgeschwindigkeit ldsst sich
durch folgende kinematische Beziehung wiedergeben:

G=w+iy=w+0" x7, (2.81)

Bedingt durch die Transformation der Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-
Gleichungen treten in den Impulsgleichungen zusitzliche Terme S™! auf, die bei
einer zeitlich konstanten Winkelgeschwindigkeit Qf den Zentrifugal- und Coriolis-
kraften entsprechen:

St = 0" x (G" x 7) 20" x @ . (2.82)

g \—V_/
Corioliskraft

~

Zentrifugalkraft
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Nach KRoOLL [60] ist es von Vorteil, die Impulsgleichungen in eine Form iiberzu-
fiihren, dass diese den Transport der Absolutgeschwindigkeiten im Relativsystem
bescheiben. Dabei werden die Fliehkraftterme und ein Teil der Coriolisterme in
Gleichung [2.82| auf die linke Seite der Impulsgleichungen gebracht:

ow;  O(w;m)  Op | Oy + T
p ot te aacj N aacz + &nj

+ gretmod (2.83)

Srot,mod

wobei der modifizierte Quellterm wie folgt definiert ist:

Srotmed — _QF i (2.84)

Diese Formulierung fiihrt in der Regel zu einem stabilen numerischen Verhalten, sie-
he RITZINGER [93]. Sie hat den Vorteil, dass bei der Berechnung des Ubergangs
von einem rotierenden in ein stehendes System, z.B. bei einer Laufrad-Leitrad-
Interaktion, die Transformation der Geschwindigkeiten entfillt.

Der Einfachheit halber wird im folgenden nicht mehr explizit zwischen Relativ- und
Absolutgeschwindigkeit w; und u; unterschieden.

2.5.2 Turbulenzmodelle im Relativsystem

Das am meisten verwendete Turbulenzmodell, das lineare k-e-Modell, kann die ro-
tationsbedingten Effekte nur ungenau vorhersagen, siehe SPEZIALE [112].

Nichtlineare Wirbelviskositdtsmodelle beriicksichtigen die durch die Stromlini-
enkriimmung bewirkten Effekte {iber den Rotationstensor (2;;, insbesondere in den
kubischen Termen. Nach DURBIN & PETTERSON REIF [31] ist es mdglich, bei nicht-
linearen Wirbelviskositatsmodellen zumindest qualitativ die Systemrotation durch
Einfiihren des absoluten Rotationstensors Q{; zu beriicksichtigen. Dreht das Bezugs-
system mit der Winkelgeschwindigkeit Q, und bezeichnet Q;; den Rotationstensor
relativ zu dem rotierenden Bezugssystem, so gilt fiir den absoluten Rotationstensor
Q{} im Absolutsystem:

1 (0u; Ou;
Q= 2 (&Z B a?) — eV = Qyy — €y QF (2.85)
yi i

Die Geschwindigkeiten u; sind hier und im folgenden als Relativgeschwindigkeiten
zu interpretieren.

Damit wird beim LCL-Modell der relative Rotationstensor 2;; durch den absoluten
Rotationstensor ij ersetzt.
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Kapitel 3

Numerisches Verfahren

In diesem Kapitel wird das numerische Verfahren zur Simulation kavitierender Stré-
mungen beschrieben. Als Basis wird das Navier-Stokes-Verfahren NS2D/NS3D zur
Simulation einer einphasigen, inkompressiblen und reibungsbehafteten Stromung
verwendet, das von SKODA [110] entwickelt und detailliert beschrieben wurde. Die
Beschreibung des numerischen Verfahrens orientiert sich weitgehend an dieser Ar-
beit. Der Code verwendet die Finite-Volumen-Methode zur Diskretisierung der parti-
ellen Differentialgleichungen. Die Koppelung des Druck- und Geschwindigkeitsfeldes
erfolgt mit dem SIMPLE-Verfahren. Die Implementierung des Kavitationsmodells
basiert auf der Arbeit von SAUER [94].

Zunichst wird die Diskretisierung der Grundgleichungen beschrieben, dann wird das
Druckkorrektur-Verfahren fiir kavitierende Stromungen hergeleitet. Schliefflich wird
auf die Implementierung der Randbedingungen und die Losung des Gleichungssy-
stems eingegangen. Die zur Beschreibung der kavitierenden Stromung verwendeten
Grundgleichungen wurden bereits in Kapitel 2/ vorgestellt.

3.1 Definition des Kontrollvolumens

Der NS2D/NS3D-Code basiert auf einem Finite-Volumen-Verfahren, das auf struk-
turierten Gittern arbeitet. Das Rechengebiet wird zunéchst in Teilblocke aufgeteilt.
Diese Blocke werden durch ein geeignetes Rechennetz in beliebig viele quadrilaterale
(NS2D) bzw. hexaederformige (NS3D) Kontrollvolumina zerlegt, deren Eckpunkte
durch Geraden miteinander verbunden sind und in deren Mittelpunkten die Lo-
sungsvariablen u, v, w,p und « definiert werden. Diese Anordnung der Variablen
wird als ,,nicht—versetzt’ bezeichnet. Ein Kontrollvolumen ist in zweidimensionaler
Darstellung in Abbildung(3.1/zu sehen. Fiir jedes dieser Volumina werden die Erhal-
tungsgleichungen in Integralform formuliert. Eine wichtige Eigenschaft der Finite-

Lengl. colocated
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Volumen-Methode ist, dass die Erhaltung der Masse und des Impulses auch fiir die
diskretisierten Gleichungen erfiillt sind.

i-Index

Abbildung 3.1: Vereinfachte zweidimensionale Darstellung eines
Kontrollvolumens mit der Definition der verwendeten Bezeichnun-
gen

Um den Zellmittelpunkt, der mit P bezeichnet wird und als arithmetisches Mittel
der Koordinaten der Eckpunkte ermittelt wird, ist das grau unterlegt dargestellte
Zellvolumen V' angeordnet. Diese zellzentrierte Anordnung wird in der sogenannten
Kompassnotation bezeichnet, d.h. die Nachbarzellen sind in i-Richtung mit West,
Fast, und in j-Richtung mit South, North betitelt. Im Dreidimensionalen werden
die Nachbarzellen in k-Richtung mit Bottom und 7Top bezeichnet. Die den zwei
benachbarten Zellen gemeinsamen Zellflachenmittelpunkte heiflen entsprechend w,
e, s, n, b oder t. Die den zwei benachbarten Zellen gemeinsame Zellfliche hat den
Flacheninhalt S.

Jede Zellfliche ist charakterisiert durch den Einheits-Normalenvektor 7 und den
Einheitsrichtungsvektor £ entlang der Verbindungslinie zweier Zellmittelpunkte. Im
Dreidimensionalen berechnen sich der Flicheninhalt sowie der Normalenvektor 71
mit Hilfe des Vektorproduktes der beiden Diagonalverbindungsvektoren innerhalb
der betrachteten Fliche. Das Zellvolumen V' wird im Zweidimensionalen mittels des
Kreuzproduktes der Diagonalverbindungsvektoren zwischen den Zelleckpunkten und
im Dreidimensionalen aus der Summe von zwdlf Tetraedern berechnet, siehe RIEDEL
92]

Um eine konsistente und konservative Formulierung der zu lésenden Gleichungen
zu gewahrleisten, miissen die Teilvolumina das gesamte Rechengebiet einnehmen, so
dass die Summe der Teilvolumina das Gesamtvolumen ergibt. Weiterhin muss die
Flache zwischen zwei Teilvolumina fiir beide benachbarten Zellen identisch sein.
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3.2 Diskretisierung der allgemeinen Transport-
gleichung

3.2.1 Integralform der Erhaltungsgleichungen

Die zu l6senden partiellen Differentialgleichungen der Impulserhaltung und der tur-
bulenten Transportgleichungen bestehen aus einem zeitabhéngigen Term, einem kon-
vektiven und einem diffusiven Transportterm sowie aus dem Quellterm. Aufgrund
ihrer dhnlichen Struktur wird im folgenden der Transport einer allgemeinen Erhal-
tungsgréfe ¢ beschrieben. Auf die Transportgleichung fiir den Dampfvolumenanteil
a wird gesondert in Kapitel 3.4 eingegangen.

Die Transportgleichung fiir die Erhaltungsgrofie ¢ lautet mit einem allgemeinen Dif-
fusionskoeffizienten I':

0p8) , Ao ) _ 0 (1 36
ot + (93:; 83:] (Fax]>+q¢ (3-1)

Bei einem Finite-Volumen-Verfahren wird die Gleichung 3.1/{iiber jedes in Kapitel 3.1/
beschriebene Teilvolumen integriert. Dabei ist es zweckmiflig, die Volumenintegrale
des konvektiven und diffusiven Terms durch Anwendung des Integralsatzes von Gauf}
in Oberflichenintegrale zu iiberfiihren:

t/p(;ﬁdV—i-/,o(bu] n; dS = /Faxjn]dS-l—/ godV . (3.2)

Die Integration ist bei den Volumenintegralen iiber die gesamte Zelle P und bei den
Oberflachenintegralen iiber die gesamte Fliche S des Teilvolumens durchzufiihren.
Die Integranden der Oberflichenintegrale werden als Fliisse f bezeichnet, wobei f¢
den konvektiven und f¢ den diffusiven Fluss darstellt:

9¢

fe=pou;n;; fd:Fa—xj

Bis zu diesem Schritt wurden keine approximativen Modellierungen verwendet. Die
allgemeine Ausgangsgleichung wurde durch mathematische Operationen in eine fiir
die weitere Behandlung besser geeignete Form gebracht.

3.2.2 Berechnung der Oberflichen- und Volumenintegrale

Fiir eine konsistente Berechnung der integralen Terme muss das verwendete Rechen-
netz die Bedingungen erfiillen, dass die Teilvolumina das gesamte betrachtete Gebiet
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vollstindig ausfiillen und sich dabei nicht iiberlappen. Die Zellflichen zweier benach-
barter Elemente miissen eindeutig definiert sein. Ist dariiber hinaus sichergestellt,
dass der Fluss, der aus einer Fliche austritt, genau so in das benachbarte Element
eintritt, wird das Verfahren als konservativ bezeichnet.

Im folgenden wird stellvertretend fiir alle Teilflichen eines Kontrollvolumens nur die
repriasentative Zellfliche e betrachtet. Die Informationen an den anderen Seiten des
Bilanzelements ergeben sich durch eine Vertauschung der Indizes.

Oberflichenintegrale

Die exakte Auswertung der Oberflichenintegrale in Gleichung 3.2 ist nur moglich,
wenn die zu integrierende Verteilung auf der gesamten Fliche bekannt ist. Zur Be-
stimmung des Flusses sind damit zwei Annahmen erforderlich: Zum einen muss die
a priori unbekannte Verteilung durch eine analytische Funktion, die durch eine oder
mehrere Stiitzstellen definiert ist, angendhert werden. Zum zweiten miissen die Wer-
te an diesen Stiitzstellen durch geeignete Interpolationsalgorithmen aus den Werten
an den Zellmittelpunkten bestimmt werden.

Fiir das vorliegende Verfahren wird angenommen, dass der integrale Fluss durch
die Teilfliche S, durch einen Mittelwert reprisentiert wird, der in der Mitte der
Zellfliche definiert ist:

Fe:/sede:feSezfeSe. (3.4)

Diese Annahme entspricht einer Genauigkeit zweiter Ordnung, was bedeutet, dass
sich der Fehler bei einer Verdoppelung der Auflésung viertelt. Das Problem reduziert
sich nun auf die Bestimmung des Flusses f. im Zellflichenmittelpunkt. Es wird in
den Kapiteln [3.2.4/und [3.2.5 diskutiert.

Volumenintegrale

Der integrale Quell- bzw. Senkenterm (Qp im Teilvolumen P ergibt sich als Volu-
menintegral {iber das Teilvolumen. Setzt man die Existenz eines représentativen
Mittelwerts gp von g im Zellmittelpunkt voraus, so ergibt sich:

Qp=/quV%qu- (3.5)

Die Genauigkeit dieser Annahme ist zweiter Ordnung, wenn P in der Mitte der Zelle
definiert ist und wenn ¢ konstant oder linear verdnderlich ist. Insbesondere ist bei
dieser Approximation keine Interpolation erforderlich, da der unmittelbar bekannte
Wert am Zellmittelpunkt verwendet wird.
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3.2.3 Approximation der Gradienten

Die Approximation des diffusiven Terms und des Druckgradienten in den Impulsglei-
chungen erfordert die Berechnung einer ortlichen Ableitung im Zellmittelpunkt P.
Diese wird mittels des Satzes von Gaufl mit einem Oberflichenintegral approximiert:

(8(;5) %M l=w,e,s,n,bt. (3.6)
P

8:6,- \% ’

Bei der Bestimmung des Oberflichenintegrals in Gleichung 3.6 muss der Wert ¢; im
Zellflachenmittelpunkt der Fliache [ bekannt sein. Er wird mit Hilfe einer linearen
Interpolation (CD) bestimmt. Fiir [ = e lautet ¢,:

¢e = )\equ + (1 - )\e) CbP . (37)
Der Interpolationsfaktor A, berechnet sich mit dem Ortsvektor 7 zu:

7, — p

Ae =

(3.8)

Tp —Tp

Die Berechnung von ¢, fiir die anderen Zellflichen wird analog durchgefiihrt.

3.2.4 Diskretisierung der konvektiven Fliisse

Der in Gleichung|3.3 definierte konvektive Fluss einer allgemeinen Variable ¢ durch
die Zellfliche e beschreibt den Transport von ¢ mit dem Stromfeld. Mit Gleichung
3.4 ergibt sich der Fluss zu:

F;:/S p-6@-7dS~ pE, ¢, . (3.9)

Das Produkt peFe ist der Massenstrom, der iiber die Zellfliche e tritt. Die Approxi-
mation der Gemischdichte muss hier so erfolgen, dass die Massenerhaltung gewahr-
leistet wird. Die Kontinuitdtsgleichung fiir ein Fluid variabler Dichte wurde durch
die Beziehung fiir den Volumenstrom und die Transportgleichung fiir den Dampfvo-
lumenanteil « ersetzt. Daher wird die Dichte p. in Abhéngigkeit des Volumenanteils
o, berechnet:

Pe = Qepy + (1 — ) pr - (3.10)

2CDS = Central Differencing Scheme
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Die Verwendung dieser Gleichung garantiert die Massenerhaltung an den Zellfld-
chen, die Ermittlung des Zellflichenwertes a, wird in Kapitel 3.4 erlidutert. F, wird
zunichst als bekannt angenommen.

Die transportierte Grofle ¢, steht stellvertretend fiir die Geschwindigkeitskomponen-
ten und die Turbulenzgroflen £ und e. Die Aufgabe besteht nun darin, die Gréfle ¢,
auf dem Zellflichenmittelpunkt durch eine geeignete Interpolationsvorschrift aus den
zellzentrierten Werten der umliegenden Teilvolumina zu bestimmen. Wie PATANKAR
[82] verdeutlicht, ist grundsétzlich die Genauigkeit der Interpolation gegenliufig zu
ihrer numerischen Stabilitét.

Konsistenz und Konvergenz

Ein Verfahren zur Approximation partieller Differentialgleichungen wird als konsi-
stent bezeichnet, wenn bei einer beliebigen Verfeinerung des Rechengitters die nu-
merische Losung in die exakte Losung der diskretisierten Differentialgleichung iiber-
geht. Dies beinhaltet, dass der Abbruchfehler, der bei einer Taylorreihenentwicklung
als ein Term hoherer Ordnung bezeichnet wird, bei beliebig feiner Auflésung gegen
Null geht. Dieser Abbruchfehler hat eine dhnliche Form wie der diffusive Term der
Differentialgleichung, so dass man ein Verfahren mit einem grofien Abbruchfehler
als diffusiv bezeichnet. Im Falle der Approximation der konvektiven Terme muss
das Interpolationsverfahren bei feiner werdender Auflosung somit den konvektiven
Term moglichst genau wiedergeben. Daran kniipft sich auch die Bedingung, dass
der Fluss, der aus einer Zelle austritt, in die benachbarte Zelle eintritt, siehe auch
FERZIGER & PERIC [32].

Der Begriff der Konsistenz ist eng mit dem der Konvergenz verbunden. Die Kon-
vergenz geht aus den Stabilititseigenschaften des Diskretisierungsverfahrens her-
vor und beinhaltet, dass die diskretisierte Differentialgleichung bei einem beliebig
feinen Gitter bis auf die Rundungsfehler in die exakte Differentialgleichung iiber-
geht. Eine genaue Analyse ist in der Regel nur fiir einfache, lineare Konvektions-
Diffusionsprobleme méglich.

In der Praxis wird die Konvergenz nachgewiesen, indem die Navier-Stokes-
Gleichungen auf einer Serie von systematisch verfeinerten Rechennetzen gelost wer-
den. Andert sich die Losung bei einer weiteren Verfeinerung nicht mehr, wird sie
als gitterunabhéngig bezeichnet. Eine systematische Verfeinerung des Zeitschrittes
fithrt bei einem konvergenten Verfahren zu einer zeitschrittunabhingigen Losung.
Die Potenz, mit der der Fehler bei einer Verdoppelung der Auflésung geringer wird,
wird als Ordnung des Verfahrens bezeichnet.

Nicht ganz korrekt wird oft der Zustand einer iterativen Losung als Konvergenz be-
zeichnet. So definiert man ein Konvergenzkriterium, unter das die Residuen der zu
l6senden Gleichungen fallen miissen, damit der Iterationsprozess als beendet ange-
sehen werden kann.
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Stromauf- und lineare Interpolation

Bei der Stromauf-Interpolation (UD@) wird der gesuchte Wert ¢, abhéngig von der
an der Zellfliche vorherrschenden Geschwindigkeit durch den stromauf gelegenen
Zellwert angendhert. Im englischen Sprachraum wurde hierfiir der Begriff ,, Upwind
Differencing Scheme” (UDS) eingefiihrt:

e >0

" <0, (3.11)

5 ¢p falls (7-
) op falls (@-

i
i

Die lineare Interpolation (CDS) wurde bereits in Gleichung (3.7 vorgestellt.

Die Anwendung der Interpolationsvorschriften zur Approximation des konvektiven
Flusses gestaltet sich problematisch, wie im folgenden gezeigt wird.

Das Upwind Differencing Scheme besitzt eine Genauigkeit erster Ordnung und ist
uneingeschriankt stabil. Der Nachteil dieser Interpolationsmethode besteht darin,
dass sie sich numerisch diffusiv verhélt. Durch eine Taylor-Reihenentwicklung um
den Punkt P fiir ein kartesisches Netz und eine positive Geschwindigkeit - 77 ergibt
sich:
(xe —xp)? 0?0

2 0x?|,

¢e:¢P+(xe_xP)g_f + +.o (3.12)
P

Durch die Stromauf-Interpolation wird nur der erste Term wiedergegeben und es
entsteht aus dem ersten der vernachlissigten Terme ein zusétzlicher diffusiver Anteil
mit dem Koeflizienten I'?*™, der oft als falsche oder numerische Diffusion bezeichnet
wird:

e,num e % - 9 or (313)
Beim Central Differencing Scheme ist die Genauigkeit der linear interpolierten
Werte zweiter Ordnung, also hoherwertiger als die Stromauf-Interpolation. Diese
Methode besitzt jedoch die Eigenschaft, dass sie, angewendet auf den konvekti-
ven Transportterm, wihrend der iterativen Losungsprozedur oszillierende Lésun-
gen erzeugt und damit die Stabilitdt des Verfahrens beeintrichtigt. PATANKAR [82]
zeigt am vereinfachten Beispiel einer eindimensionalen stationiren Konvektions-
Diffusionsgleichung, dass die Verwendung von CDS fiir den konvektiven Term ab
einer Zell-Peclet-Zahl grofler als zwei physikalisch unsinnige Lésungen liefert und
damit eine schlechte Approximation des Zellflichenwerts darstellt. Die Peclet-Zahl
ist hierbei definiert als

3UDS = Upwind Differencing Scheme
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pe, = L) (3.14)

mit (dz). als Abstand zwischen zwei Zellmittelpunkten. Sie beschreibt das Verhélt-
nis aus konvektivem und diffusivem Transport in der Energiegleichung, allerdings
auf die Zellwerte bezogen und nicht auf die globalen Abmessungen einer Problem-
stellung. Analog dazu beschreibt die Reynolds-Zahl das Verhéiltnis aus konvektivem
und diffusivem Transport bei der Impulsgleichung.

Die Notwendigkeit einer numerisch stabilen Approximation fiir den konvektiven
Fluss, die gleichzeitig zweiter Ordnung genau ist, stellt ein fundamentales Problem
bei finiten Approximationen dar, das in der Fachwelt intensiv diskutiert wurde.
Im Folgenden wird eine Auswahl an verbesserten Verfahren vorgestellt. Maf3geblich
fiir den entwickelten CFD-Code ist hierbei die Bedingung, dass die Interpolations-
methode eine Approximationsgenauigkeit mit einer Ordnung gréfier als eins ermog-
licht und gleichzeitig keinen erheblich gréleren Rechenaufwand mit sich bringt.

Verbesserte Interpolationsmethoden

Ein Verfahren, das urspriinglich auf SPALDING [111] zuriickgeht, ist das sogenannte
,Hybrid-Verfahren“. Hierbei wird, abhéngig von der in Gleichung definierten
Zell-Peclet-Zahl das Central Differencing Scheme verwendet, wenn die Stabilitéts-
bedingung |Pe| < 2 erfiillt ist, ansonsten das Upwind Differencing Scheme. Um die
Eignung dieses Verfahrens fiir die numerische Berechnung von Laufrad-Strémungen
zu priifen, wurde fiir ein typisches Simulationsergebnis die Zell-Peclet-Zahl berech-
net, wobei das Lingenma8 (6z), von der Gré8enordnung v/V sei, siche BADER [9].
Es ergibt sich, dass etwa 98% der Zellen Peclet-Zahlen grofier als zwei aufweisen. Ei-
ne Verwendung des Hybrid-Verfahrens fiihrt, angewendet auf Laufradstromungen,
also nur in 2% der Zellen zu einem verbesserten Ergebnis gegeniiber dem reinen
Upwind Differencing Scheme. Es kommt deshalb nicht als sinnvolle Alternative in
Frage.

RITZINGER [93] und BADER [9] verwenden eine Linearkombination von CDS und
UDS mit einem konstanten Blendingfaktor 5:

G = (o) 4 B (g1 — ooy 3.15)

In Gleichung 3.15 bezeichnet (¢?)"*! den implizit diskretisierten Anteil mit einer
Approximation niedriger Ordnung zum Iterationsschritt n + 1. Der Klammeraus-
druck auf der rechten Seite ist die explizit berechnete Korrektur der Approximation
héherer und niedriger Ordnung zum Iterationsschritt n, die zum Quellterm addiert

wird. Diese nachgefiihrte Korrektur wird auch als ,,Deferred Correction Scheme”
(DCS) bezeichnet.
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Der Blendingfaktor (S legt das Verhéltnis zwischen beiden verwendeten
Interpolationsmethoden fest, wobei dieser aus dem Intervall 0 < f < 1 zu wéihlen
ist. Der Blendingfaktor ist so klein zu wéhlen, dass im gesamten Stromungsgebiet
eine stabile Losung garantiert wird. Dadurch wird auch dort, wo eine hoherwertige
Diskretisierung méglich wére, das numerisch diffusive UDS verwendet und somit die
Genauigkeit der numerischen Lsung herabgesetzt.

Bei kavitierenden Strémungen wird wegen der extrem groBen Anderungen der Ge-
mischdichte der Blendingfaktor 5 im Kavitationsgebiet gleich Null gesetzt, im restli-
chen Strémungsgebiet wird der vom Benutzer gewdhlte Wert beibehalten. Dies sorgt
bei hohen Dichtespriingen fiir eine stabile Losung, da dort die Ordnung des Verfah-
rens herabgesetzt wird. Insgesamt bleibt aber die gewihlte Ordnung des Verfahrens
erhalten.

Die nachgefiihrte Korrektur bringt den Nachteil mit sich, einen a priori unbekannten
Blendingfaktor zu spezifizieren. Neben diesem, in der Literatur als Flux-Blending
bekannten Verfahren wird das sogenannte Flux-Limiter-Verfahren zur Entwick-
lung genauer, stabiler Interpolationsverfahren verwendet. Dabei wird der mit einem
hochgenauen Verfahren auf der Zellfliche ermittelte Fluss durch ein geeignetes Be-
grenzungskriterium derart limitiert, dass lokal zwar die Genauigkeit herabgesetzt
wird, insgesamt aber die Ordnung des Verfahren erhalten bleibt. Diese Verfahren
sind als TVD*Verfahren in der Literatur bekannt. Sie stammen urspriinglich aus
der Entwicklung von Euler-Verfahren fiir aerodynamische Anwendungen.

Die Basis fiir limitierte Verfahren ist die von LEONARD & MOKHTARI [68] ein-
gefiihrte Methodik der NVE® | die spater von DARWISH & MOUKALLED [23] fiir
inhomogene Netztopologien zum NVSFS erweitert wurde. Die NVSF-Methode ist
nicht nur zur Entwicklung von Interpolationsverfahren geeignet, sondern erleichtert
auch die Implementierung bestehender Verfahren erheblich. Sie wird im folgenden
kurz beschrieben.

oy ¢ ¢
. LTI
——
ml
» X
xU xC xl xD

Abbildung 3.2: Eindimensionale Betrachtung der Kontrollvolumina
zur Bestimmung des konvektiven Flusses

Die Analyse in der NVSF beruht auf der lokal eindimensionalen Betrachtung des
konvektiven Terms. Abbildung(3.2/stellt drei in Stromungsrichtung angeordnete Zel-
len eines inhomogenen Netzes dar. Gesucht ist die interpolierte Variable ¢; auf der

4Total Variation Diminishing
SNVF = Normalized Variable Formulation
6NVSF = Normalized Variable and Space Formulation
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Zellfliche [ in Abhéngigkeit von den beiden stromauf gelegenen Werten ¢¢ und ¢y
sowie dem stromab gelegenen Wert QSDE Die entsprechenden Positionen sind mit
z¢, zy und zp bezeichnet. Zunichst werden die dimensionslosen Variablen ¢ und
definiert:

s 9—¢u

v = ¢p — v’ (3.16)

7= e ] (3.17)
Ip — Ty

Mit Hilfe der Normierung kann die Anzahl der unabhéingigen Variablen, von denen
die normierte Variable ¢; abhingt, auf drei reduziert werden:

¢ =f ((ZEC, Ic, ffl) : (3.18)

In dieser Arbeit wird das MINMOD-Verfahren nach HARTEN [45] verwendet. Die
Funktion ¢ = f (¢, &c, &) fiir das MINMOD-Verfahren ist:

i (%) dc 0< de < ic
b=1 (3=2e)+ (22)dc  Fo<do<1 (3.19)
q}c sonst

Im NS2D/NS3D-Code ist die eindimensionale Formulierung des MINMOD-
Verfahrens in jeder Indexrichtung hinterlegt.

Obwohl das MINMOD-Verfahren die Genauigkeit automatisch dem lokalen Stro-
mungszustand anpasst, um eine stabile Losung zu erzeugen, kann es - insbesonde-
re bei der Simulation kavitierender Strémungen - notwendig sein, analog zu den
Flux-Blending-Verfahren einen UDS-Beitrag zum konvektiven Fluss zu geben, sie-
he Gleichung 3.15. Der Blending-Faktor 5 und damit die Ordnung des Verfahrens
kann aber in der Regel deutlich hoher als bei der Kombination CDS-UDS gewéhlt
werden.

3.2.5 Diskretisierung der diffusiven Fliisse

Die numerische Berechnung des in Gleichung 3.3 enthaltenen diffusiven Transport-
terms wird durch den fiir die Zellfliche gemittelten Fluss

Fi= / Igrad (¢) - 1 dS ~ (I'grad ¢ - 1), S. (3.20)
Se

U = Uwind C = Central D = Downwind
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approximiert. Zur Auswertung dieses Terms ist der Austauschkoeffizient I" und der
Gradient von ¢ auf der Zellfliche zu berechnen. Beide werden durch eine lineare
Interpolation nach Gleichung bestimmt. Neben den unmittelbaren Nachbarn
der Zelle P ist auch die ndchstweitere Zellschicht betroffen, so dass die implizite
Implementierung von Gleichung(3.20 schwierig ist.

Einen alternativen Losungsweg schligt MUzZAFERIJA [79] vor. Der diffusive Fluss
wird durch eine Ortsableitung in Richtung des Normalenvektors gebildet:

0¢

=T,
San

(3.21)

Fiir wenig gescherte Netze ist @i = £, siehe Abbildung [3.1. Mit dieser Annahme
und unter Verwendung einer zentralen Differenz lisst sich der resultierende diffusive
Fluss durch eine Zellfliche implizit durch den Ausdruck

¢ — Op
F S Fe Se I— 322
65 |7'E - TP\ ( )

darstellen. Der explizit nachgefiihrte Term korrigiert die vereinfachte Betrachtungs-
weise durch die korrekte Ableitung in n-Richtung. Der gesamte diffusive Fluss durch
eine Zellfliche ist nach MUZAFERIJA [79] damit
) n+1 a—
¢ + I‘e Se ( _¢ —
on |,

=T,
Sag

o6 | \"
a_g) : (3.23)

Die in obiger Gleichung iiberstrichenen Terme bezeichnen die von den Zellmittel-
punkten an die Zellflichen interpolierten Gradienten. Zusammengefasst ergibt sich
fiir den diffusiven Fluss mit den Gleichungen 3.22/und [3.23:

n+1 _ ¢n+1

=T.8S. +T.S, (grad ¢)\: (7t — ig) - (3.24)

|7“E—7“P|

Der explizit betrachtete Korrekturterm, der die Differenz zwischen der lokalen &-
und n-Richtung enthélt, ist in der Regel klein gegeniiber dem implizit diskretisierten
Anteil, so dass diese Approximation das Konvergenzverhalten nicht stark beeinflusst.

Fiir eine vollstindige Bilanz der diffusiven Fliisse muss die Diskretisierung wie bei
den konvektiven Termen auf alle sechs Teilflichen des Kontrollvolumens angewendet
werden.
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Der diffusive Term bei den Impulsgleichungen

Da es sich bei der Impulsgleichung um eine Vektorgleichung handelt, unterscheiden
sich deren diffusive Terme von dem der allgemeinen Transportgleichung, siehe Glei-
chung 3.20 . Formal l&sst sich der gesamte Spannungstensor der Impulsgleichungen
in zwei Anteile aufspalten, z.B. fiir die Gleichung der i-ten Geschwindigkeitskompo-
nente: 5

U,j 7.
6mi I

Fg:/ ugradui-ﬁdS—f—/ L ids . (3.25)
Se €

Der erste Summand auf der rechten Seite hat die Form des allgemein definierten
diffusiven Transportterms in Gleichung 3.20. Er wird mit der oben beschriebenen
Methode behandelt. Der zweite Summand auf der rechten Seite verschwindet unter
Anwendung der Kontinuitatsgleichung 2.4/ nur, wenn die Dichte und die Viskositt
auf allen Randflichen einer Zelle als konstant angenommen werden kann. Gilt diese
Voraussetzung nicht, wie z.B. bei turbulenten kavitierenden Stromungen, so ist er
immer noch klein gegeniiber dem ersten Anteil. Aus diesem Grund wird dieser Term
explizit behandelt.

Die zur Berechnung des Terms erforderlichen Geschwindigkeitsgradienten an den
Zellflichen bestimmen sich dabei wieder aus den in den Zellmittelpunkten bekannten
Gradienten durch lineare Interpolation.

3.2.6 Diskretisierung der Quellterme

Alle in den zu l6senden Transportgleichungen auftretenden Quellterme werden iiber
den in Kapitel [3.2.2 vorgestellten Ansatz approximiert.

Berechnung des Druckgradienten in den Impulsgleichungen

Im Falle der Impulsgleichungen wird der darin enthaltene Druckgradient, siehe Glei-
chung 2.5, in eine konservative Form von Oberflichenintegralen umgewandelt:

Op
14 3x,

dv = —/pfi-ﬁds . (3.26)
s
In diskretisierter Form ergibt sich:

83:1

VP:—ZplZZﬁSl, l=w,e,8,n,b,t. (327)
P l

Es sei darauf hingewiesen, dass beide Ausdriicke in Gleichung(3.27 gleichwertig sind,
wenn zur Berechnung des Druckgradienten 0p/dz; an der Stelle P der Gauf}’sche
Integralsatz angewendet wird.
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Berechnung der Transportgleichungen des Turbulenzmodells

Die verwendeten Zwei-Gleichungs-Turbulenzmodelle, fiir die je eine Transportglei-
chung fiir £ und ¢, siehe Gleichung2.59 und|2.60|, gelost werden, erfordern besondere
Aufmerksamkeit.

Zunichst sollen die Vorzeichen der in den Transportgleichungen enthaltenen Quell-
terme abgeschétzt werden. Die Turbulenzgréfien £ und e sind definitionsgeméf stets
positiv. Der in Gleichung 2.61] bzw. 2.72 definierte Produktionsterm P lisst sich in
eine Summe aus Quadraten von Geschwindigkeitsgradienten umformen und ist somit
ebenfalls stets positiv. Gleiches gilt fiir die in den Modellen enthaltenen Konstanten,
die Gemischdichte p und die turbulente Viskositét u;. Aus dieser Abschéitzung folgt,
dass der erste Term stets positiv und damit ein echter Quellterm ist, wihrend der
zweite Term stets negativ ist und damit formal einen Senkenterm darstellt.

Die numerische Behandlung der Gleichungen muss sicherstellen, dass die Summe aus
Quell- und Senkenterm zu keiner Zeit kleiner als Null werden, um nicht im Laufe
der iterativen Losungsprozedur negative Turbulenzgréfien zu erzeugen. Aus diesem
Grund werden die Transportgleichungen nicht in der vorliegenden Form gelost.

Im Falle des k-e-Turbulenzmodells wird der Senkenterm der k-Gleichung um einen
expliziten Faktor €”/k™ erweitert und damit beziiglich k linearisiert. Die rechte Seite
der k-Gleichung sieht umgeformt wie folgt aus:

En

o kL (3.28)

oot Pp—pe = ...+ P.—p
Durch die Erweiterung wird die Endlésung der k-Gleichung nicht beeinflusst, da im
auskonvergierten Zustand k"' = k" gilt, und somit die originire Transportgleichung
erhalten bleibt.

Der erweiterte Term wird nun dem impliziten Teil von kp zugeschlagen, wobei
die von PATANKAR [82] postulierte Forderung nach einem negativen Quellterm-
Koeffizienten stets erfiillt ist. Diese Bedingung ist fiir die stabile Berechnung der
Gleichung erforderlich, da der negative Quellterm-Koeffizient auf der rechten Seite
zu einer Erh6hung des zentralen Koeffizienten ap auf der linken Seite und damit zu
einer Verstiarkung der Diagonaldominanz der Lésungsmatrix fiihrt.

Durch obige Umformung ist auf der rechten Seite nur ein positiver Quellterm ver-
blieben, der eine bestehende Losung erhéht, aber niemals verringert. Eine temporére
Berechnung negativer Turbulenzgroflen ist damit unterbunden.

Im Falle der e-Transportgleichung, siehe Gleichung2.60, wird der Senkenterm eben-
falls formal beziiglich € linearisiert und zum impliziten Anteil von ep addiert:

1 n
...+—(C€1Pk—QC€2€) = +6— (Celpk—gcegﬁn—i_l) . (329)
Tr km
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3.2.7 Zeitliche Diskretisierung

Die Zeitableitung in Gleichung 3.2/ gibt die zeitliche Entwicklung der Griofle ¢ wieder
und wird als Volumenintegral behandelt. SAUER [94] verwendet eine implizite Euler
Methode zur zeitlichen Diskretisierung. Dieses Verfahren ist nur 1. Ordnung genau,
weshalb die Verwendung von sehr kleinen Zeitschritten erforderlich ist, um eine
zeitechte Losung erzielen zu kénnen.

Aus diesen Griinden wird die diskrete Zeitableitung in dieser Arbeit iiber ein im-
plizites Drei-Zeitebenen-Verfahren bestimmt, das die Funktionswerte des aktuellen,
des letzten (0) und des vorletzten (00) Zeitschrittes verwendet:

¢p — 49p + OF
2At

B 3
= /V odV ~ Vi (3.30)

Das Verfahren, das aus einer Taylor-Reihenentwicklung folgt, zeichnet sich durch
eine Genauigkeit zweiter Ordnung bei nahezu unbegrenzter Stabilitit aus.

3.3 Losung des Gleichungssystems

Die allgemeine Transportgleichung in integraler Form, siehe Gleichung/3.2, beinhal-
tet konvektive und diffusive Terme sowie Zeitterme und Quellterme. Im vorange-
gangenen Kapitel wurde anhand einer représentativen Zellfliche e gezeigt, wie diese
einzelnen Terme approximiert werden. Um letztendlich die diskretisierte Transport-
gleichung einer allgemeinen Variable ¢ zu erhalten, werden die jeweiligen Fliisse
durch die sechs Teilflichen eines Kontrollvolumens und die Quellen und der Zeitterm
entsprechend Gleichung 3.2] bilanziert. Nach Umformung nimmt diese Gleichung fol-
gende lineare Form an:

Apdp =Y Aw oy + b;n_l : (3.31)

Die Aufspaltung der Gleichung erfolgt nach Termen, die den Wert am zentralen
Punkt P, Werte an dessen unmittelbaren Nachbarpunkten und sonstige Einfliisse
enthalten. Die Koeffizienten A,; beschreiben den Einfluss der Umgebung auf den
Punkt P durch Konvektion und Diffusion. Der Quellterm by beinhaltet sowohl die
im Kontrollvolumen wirkenden Krifte, wie z.B. die Coriolisterme im Falle der Im-
pulsgleichungen, als auch die aus dem Deferred Correction Scheme stammenden
Korrekturterme, die eine hoherwertige Flussapproximation sicherstellen.

Die einzelnen Transportgleichungen fiir die Geschwindigkeitskomponenten und die
Turbulenzgrofen werden sequentiell gelost. Da die Erhaltungsgleichungen zum einen
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nicht-linear und zum anderen stark wechselseitig gekoppelt sind, miissen die linea-
risierten Gleichungen iterativ gelost werden.

Um das Stromfeld vollsténdig zu beschreiben, wird fiir jeden Punkt im Rechennetz
eine Bilanzgleichung 3.31 aufgestellt. Durch die konservative Formulierung wird si-
chergestellt, dass ein Massen- oder Impulsfluss, der aus einer Zelle austritt, vollstan-
dig in die benachbarte Zelle einstrémt.

Kontrollvolumen, die an Randflichen angrenzen, werden mit Randbedingungen ver-
sehen, welche die Problemstellung beschreiben. Diese werden in Kapitel (3.6 néiher
erlautert.

Die Gesamtheit aller Bilanzgleichungen fiihrt zu einem System von NV linearen Glei-
chungen mit N als Anzahl der betrachteten Finiten Volumina im Rechennetz, das
in folgender Weise angeschrieben werden kann:

Ad=0. (3.32)

Darin bezeichnet A eine N x N-Matrix mit einer die Koeffizienten Ap beinhaltenden
Hauptdiagonalen und sechs symmetrisch angeordneten Nebendiagonalen mit den
entsprechenden Koeffizienten A, .

Zur Berechnung des Gleichungsystems 3.32 wird die ,,Strongly Implicit Pro-
cedure®(SIP) von STONE [117] verwendet. Dieser Algorithmus wurde speziell fiir die
Losung algebraischer Gleichungen, die aus einer Diskretisierung partieller Differenti-
algleichungen stammen, entwickelt und basiert auf einer unvollstindigen Zerlegung
der Matrix A in eine obere und untere, schwach besetzte Dreiecksmatrix.

Wie alle linearen iterativen Gleichungsloser fiir diinnbesetzte Bandmatrizen benétigt
die SIP eine diagonaldominante Losungsmatrix, d.h. dass der Diagonalkoeffizient
betragsmifig grofler als die Summe der Nachbarkoeffizienten sein muss.

Jede hoherwertige konvektive Diskretisierung als das UDS in der Konvektions-
Diffusions-Gleichung 3.2 bewirkt, dass nicht nur die unmittelbaren Nachbarn, son-
dern auch weitere Zellschichten auf Gleichung [3.32 Einfluss nehmen. Die Forde-
rung nach einer diinnen Diagonalstruktur wiirde verletzt werden. Deshalb werden
die konvektiven Fliisse mit einer nachgezogenen Korrektur implementiert, was erst-
malig von KHOSLA & RUBIN [58] vorgeschlagen wurde. Dieses Vorgehen bietet sich
an, da wegen der Flux-Blending-Technik ohnehin ein UDS-Fluss berechnet wird,
siehe Gleichung 3.15

Um die Diagonaldominanz der Matrix A zu gewahrleisten, wird die allgemeine dis-
kretisierte Gleichung durch einen Ansatz von PATANKAR [82] umgeformt. Die
unmittelbar aus Gleichung (3.31] berechnete Losung ¢™¢* wird in der Regel aus Sta-
bilitdtsgriinden mit der Vorschrift
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OB =B '+ B (" — ™) (3.33)

unterrelaxiert, wobei der Relaxationsfaktor aus dem Intervall 0 < 4 < 1 gewéhlt
wird. Lost man die Gleichung nach ¢%" auf und setzt diesen Ausdruck in
Gleichung 3.33/ ein, so erhilt man nach der Umformung folgenden Zusammenhang:

A _
5—Z¢$:2Anb¢m+bg L4

1— B

7 Apgmt. (3.34)

Diese umgeformte Gleichung wird wéhrend der Iterationen geldst.

Zur Beurteilung der Giite der Losung wird das Residuum herangezogen. Das Resi-
duum Res},, zur linearen Iteration n des linearen Gleichungslésers berechnet sich
wie folgt:

Resﬁn = bg - AP(br]LD - zAnb(ZSZIy . (335)
nb

Eine Reduktion der Summennorm von Res};,, um eine Groflenordnung ist aus-
reichend, da im Zusammenhang mit dem impliziten Druckkorrekturverfahren keine
genauere Losung gefordert wird.

Die Konvergenzgiite der dufleren Iterationen wird mit dem entsprechenden Residuum

Resyy,., beurteilt, das zur dufleren Iteration m folgendermaflen gebildet wird:

Respyin = Res?;l = bg’_l — Ap(bg_l — Z Aanﬁmfl ) (3.36)
nb

In der Regel sind Losungen brauchbar, bei denen die Summennorm von Res);;,
der zu losenden Gleichungen um vier Gréflenordnungen fillt. Bei der Simulation
kavitierender Strémungen sollte die Maximumnorm von Res];.  zur Abschitzung der
Konvergenzgiite herangezogen werden, da das Gebiet unzureichender Konvergenz
auf wenige Zellen, die den Wert der Summennorm dominieren, begrenzt ist.

3.4 Transportgleichung fiir den Dampfvolumen-
anteil

Die Diskretisierung der Transportgleichung fiir den Dampfvolumenanteil ergibt sich
durch Integration der Gleichung2.17 und Anwendung des Gauf}’schen Integralsatzes:
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0 1 ‘n d /4
— dav + = Fle— — . — (— R3) . 3.37
at/va +V;al ! 14+ng-3mR3 dt 3" (3:37)

Dabei werden die konvektiven Fliisse mit den zum Zeitpunkt ¢ berechneten Volu-
menstromen gebildet.

Bei Kavitation ist die Dampfphase homogen in der Rechenzelle verteilt. Es stromt
ein Gemisch aus Dampfblasen und Fliissigkeit aus der Zelle. Die Zusammensetzung
des Fluids, das iiber die Phasengrenze zur Nachbarzelle konvektiert wird, entspricht
der Zusammensetzung des Fluids, das sich momentan in der Zelle befindet. Dieser
physikalische Sachverhalt wird numerisch durch die Stromauf-Interpolation fiir den
Wert des Dampfvolumenanteils an der Phasengrenzfliche beschrieben:

falls (@ - 7). > 0
ae:{o‘f’ alls (@~ 7). > (3.38)
u

ap falls (

Fiir jeden Zeitschritt wird zunéchst die Transportgleichung fiir den Dampfvolumen-
anteil gelost. Mit den neuen Werten fiir den Phasenanteil werden dann die Dichte
und die Viskositidt des Gemisches aktualisiert. Anschliefend wird das im folgenden
Kapitel beschriebene Druckkorrektur-Verfahren ausgefiihrt, bevor sich der Ablauf
fiir den néchsten Zeitschritt wiederholt. Bei stationdren Simulationen ist der Zeit-
schritt nur noch ein kiinstlicher Zeitschritt, der die Funktion einer Unterrelaxion
hat. Der Ablauf des Verfahrens bleibt aber prinzipiell gleich.

3.5 Druckkorrektur-Verfahren

Im Kapitel 3.2.4 wurde fiir die Approximation des konvektiven Flusses zunéchst
angenommen, dass die Volumenstrome an den Zellflichen bekannt sind. Zur Be-
stimmung des Stromfeldes unter Erhaltung der Masse wird ein Druckkorrektur-
Verfahren angewendet, welches aus der Kontinuitétsgleichung abgeleitet wird. Beim
NS2D/NS3D-Code kommt der weitverbreitete SIMPLA]gorithmus zur Anwen-
dung, der von PATANKAR [82] vorgeschlagen und von FERZIGER & PERIC [32] fiir
konturangepasste Rechennetze erweitert wurde. Zur Simulation der kavitierenden
Stromung wurde das SIMPLE-Verfahren - §hnlich wie in der Arbeit von SAUER [94]
beschrieben - angepasst.

8SIMPLE = Semi IMplicit procedure for Pressure-Linked Equations
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3.5.1 Stromungen inkompressibler Fluide

Innerhalb eines Iterationsschrittes stellt sich die diskretisierte Impulsgleichung der
i-ten Geschwindigkeitskomponente wie folgt dar:

v . op™ 1
AP ul'p + ZAZ;, Uiy = bumi_1 -V ( I(;x ) ) (3.39)
i /p

Der Druckterm wird formal fiir die weitere Herleitung vom restlichen Quellterm ab-
gespalten. Das aus dieser Gleichung zum Iterationsschritt m berechnete Geschwin-
digkeitsfeld erfiillt die Impulsgleichung, nicht jedoch die Kontinuititsgleichung. Aus
diesem Grund werden die aus den Impulserhaltungsgleichungen berechneten Ge-
schwindigkeiten als vorliufiges Ergebnis mit dem Index * gekennzeichnet.

Um zusétzlich die Massenerhaltung zu erfiillen, werden der Druck aus dem voran-
gegangenen Iterationsschritt p™ ! und die vorliufigen Geschwindigkeiten u™* um
einen kleinen Wert korrigiert.

ul* = ul™ +u' pr=p" +p . (3.40)

Da auch nach der Korrektur die Impulserhaltung zu gewihrleisten ist, gilt Gleichung
3.39 auch fiir die Geschwindigkeiten u!* und den Druck p™. Subtrahiert man diese
Gleichung von Gleichung(3.39, und geht man davon aus, dass bZﬁ‘l = by, so erhélt
man einen Zusammenhang zwischen u; und p':

wot A V(0PN V(o (3.41)
we A% A% \Ox; ), M A% \0x ), '

Der Term mit den Geschwindigkeitskorrekturen an den Nachbarpunkten wird dabei
als 4; p abgekiirzt. Aus der Kontinuitétsgleichung [2.31 ergibt sich zusammen mit

Gleichung

oul™s  Oulp
— + —2==0. 3.42
Unter Anwendung der Beziehung 3.41| folgt daraus die Erhaltungsgleichung fiir die
Druckkorrektur p':

om0l :
uip  Oijp 0 ( vV Op ) . (3.43)
P
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Problematisch bei dieser Gleichung ist der zweite Term mit den unbekannten Ge-
schwindigkeitskorrekturen der Nachbarpunkte ; p.

Beim SIMPLEC-Algorithmus nach VAN DOORMAL & RAITHBY [124] wird der Term
folgendermaflen approximiert:

W
~ 1 an An?}

P R . 3.44
Beim SIMPLE-Verfahren wird dieser Ausdruck vernachléssigt, was aber mit einer fiir
Druck und Geschwindigkeiten erforderlichen Relaxation verbunden ist. Mit obiger
Annahme vereinfacht sich der Zusammenhang zwischen den Geschwindigkeits- und
Druckkorrekturen zu

V. [op
!
= A4
Ui p A% <3l‘i>P ; (3.45)

d.h., die Geschwindigkeitskorrekturen sind proportional zum Druckkorrektur-
Gradienten in Richtung der Geschwindigkeitskomponente. Die Struktur der
Druckkorrektur-Gleichung (DKG) vereinfacht sich, so dass darauf effiziente Losungs-
verfahren angewendet werden konnen.

Die zu l6sende Erhaltungsgleichung fiir die Druckkorrektur lautet:

/ am*
G(Vap) _ oulp (3.46)

Sie hat die Form einer elliptischen Gleichung fiir p’ mit einem Quellterm div (,)™*
auf der rechten Seite. Erfiillt das Geschwindigkeitsfeld #"* die Kontinuitétsglei-
chung, so ist der Quellterm fiir die Druckkorrektur gleich Null.

Die Form der Kontinuitétsgleichung kann nur bei inkompressiblen Fliissigkei-
ten verwendet werden, da hier die Dichte konstant ist, d.h p = const.. Bei einem
Zweiphasengemisch ist dies nicht der Fall. Der Behandlung der Gemischdichte bei
der Simulation kavitierender Strémungen kommt entscheidene Bedeutung zu. Dies
wird in Kapitel 3.5.3 beschrieben.

3.5.2 Druckkorrektur-Verfahren fiir konturangepasste Net-
ze

Zur Losung der Gleichung [3.46/ wird diese iiber ein Finites Volumen integriert, mit
dem Gauf}’schen Integralsatz in eine Summe von Oberflichenintegralen umgewandelt
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und iiber die Flachen des Kontrollvolumens in Abbildung integriert. Dazu wird
die Kontinuititsgleichung in ihrer Integralform angeschrieben, wobei die Divergenz
des Geschwindigkeitsfeldes nicht gleich Null ist:

ZF{”*:AF#O : l=e,w,s,n,,bt. (3.47)
I

Mit Hilfe eines Korrekturvolumenstroms F” kann nun eine Bedingung fiir die Diver-
genzfreiheit formuliert werden:

ZFl'—i-AF:O : l=e,w,s,n,,bt. (3.48)
!

Die Volumenstromkorrektur £’ wird mit den Korrekturgeschwindigkeiten laut Glei-
chung 3.41 bestimmt. Die Beziehung fiir die auf die Zellfliche e interpolierte Kor-
rekturgeschwindigkeit normal zur Zellfliche u,, , lautet:

V op'
- - ; A4
Up, e <Aun)e <5n>e (3 9)

Der Diagonalkoeffizient A% ist fiir alle Komponenten der Impulsgleichung identisch,
was durch eine besondere Mafinahme bei der Implementierung der Wandrandbedin-
gung erreicht wird, vergleiche Kapitel 3.6.3. Der iiberstrichene Term bezeichnet eine
lineare Interpolation nach Gleichung3.7. Die Gleichung fiir den Korrekturvolumen-
strom lautet nun fiir die Zellfliche e:

. V op'
Fl=u S, ~-S |— — . .
. Un,eS S, (A;n)e <5n>e (3.50)

Der Gradient der Druckkorrektur in Zellnormalenrichtung wird zentral um die Fliche
e als Volumenintegral diskretisiert:

- % Pl — P ]
F=-8,(-— Pe—Pp | 3.51
‘ (APn>e [(TE_TP)H e ( )

Das Einsetzen von Gleichung 3.51 in [3.48 ergibt die diskrete Druckkorrektur-
Gleichung. Die Auswertung dieser Gleichung erfordert die Berechnung der Normalge-
schwindigkeiten an den Zellflichen. Diesem Punkt muss besondere Aufmerksamkeit
geschenkt werden.

PATANKAR [82] zeigt fiir orthogonale Netze, dass die Impuls- und Druckkorrektur-
Gleichung entkoppelt sind, wenn fiir den Druck und die Geschwindigkeiten eine
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nicht-versetzte Variablenanordnung, bei der alle Informationen an ein und demsel-
ben Ort gespeichert sind, verwendet wird. Diese Anordnung wird auch als colocated
variable arrangement bezeichnet. Er empfiehlt deshalb eine versetzte Variablen-
anordnung, ein sogenannte staggered variable arrangement, das urspriinglich
auf HARLOW & WELSH [44] zuriickgeht. Fiir nicht-orthogonale Netze ist die ver-
setzte Variablenanordnung jedoch schwierig umzusetzen und fiihrt zu einem erheb-
lichen Verwaltungsaufwand innerhalb eines CFD-Codes.

Zur Umgehung des Problems wird im NS2D/NS3D-Code deshalb ein colocated
variable arrangement mit einem Stabilisierungsterm nach RHIE & CHOW [91]
verwendet, der die Koppelung des Druck- und Geschwindigkeitsfeldes sicherstellt
und die Ausbildung oszillierender Losungen unterbindet.

Die gesuchte Normalgeschwindigkeit an der Zellfliche u;'; berechnet sich nach fol-
gender Vorschrift:
_ -1

'U/n,e - un,e (A%n ) . ((571) . (677,) e] . (352)

Darin bezeichnen iiberstrichene Terme an die Zellfliche interpolierte Werte. Der
zweite Term auf der rechten Seite stellt den Stabilisierungsterm dar, der korrigie-
rend in die Flussberechnung eingreift, sobald Oszillationen im Druckfeld auftreten.
Die Verwendung des Korrekturterms resultiert aus der Interpolation der Impuls-
gleichung auf die Zellfliiche. FERZIGER & PERIC [32] weisen darauf hin, dass der
Korrekturterm in Gleichung(3.52/bei einem grofien Koeffizienten A%* klein wird, wie
es beispielsweise bei instationéren Rechnungen mit sehr kleinen Zeitschritten der
Fall ist.

Die in Gleichung(3.52 enthaltenen Druckgradienten werden nach FERZIGER & PE-
RIC [32] wie folgt approximiert:

op\ _ PE—pp
<5n>e T (Fg—7p) it (3:53)
op (gradp), (Fg — 7p)
— | = & . .54
(577,)8 (FE—FP)T_Ij (35 )

Der resultierende vorliufige Volumenstrom F 7 durch die représentative Zellfliche
e ergibt sich zu

™ =ul S, (3.55)

e

mit uy’; aus den Gleichungen [3.52 bis [3.54t
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. 1 V . L m
Uty = U — AT (A%") [(pE —pp) — (gradp), (" — rp)] . (3.56)

Durch Einsetzen der Gleichungen [3.51] und [3.55/in Gleichung 3.48) erhélt man die
Druckkorrektur-Gleichung in Abhéngigkeit des Wertes p» im Zellmittelpunkt und
der Mittelpunktswerte p; der Nachbarzellen L = E, W, S, N, B, T

v plL_p’P l:€7w787n7b7t;
] =S : 3.57
> ( | ) [( | =sore o TR e

Dabei ist

Soxe = Y Siupy
l

R E (7L _177P) 7 (A?,") [(pL —pp) — (gradp)l (FL, — FP)]

mit [ = e,w,s,n,b,t;
L=FEWS N,B,T.

m—1

(3.58)

Die numerische Losung des Gleichungssystems kann wie folgt zusammengefasst wer-
den:

1. Losung der diskretisierten Impulsgleichung|3.39 zur Bestimmung von u;"*.

2. Korrektur des Druck- und Geschwindigkeitfeldes:

e Bestimmung des Volumenstromdefekts AF mit den Gleichungen3.48 und
3.55,

e Berechnung der Druckkorrektur p’ aus der Losung der Druckkorrektur-

Gleichung (3.48|

e Korrektur des Druckfeldes unter Verwendung eines Unterrelaxationsfak-
tors [3,:
pr=p" T+ B0 (3.59)

e Korrektur der Geschwindigkeiten in den Zellmittelpunkten P:

V op'
upp =Uip +uip’ uip' = — ( u> ( > : (3.60)
P P Apz P 8332 P
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3. Korrektur der Volumenstrome an den Zellflichen [ mit Gleichung(3.51:

M =F™+F . (3.61)

4. Losung der zusétzlichen Transportgleichungen fiir die turbulenten Groflen &
und e,

5. Beginn einer neuen Iteration.

3.5.3 Druckkorrektur-Verfahren fiir kavitierende Stromun-
gen

Zur Herleitung der Druckkorrektur-Gleichung fiir kavitierende Strémungen wird die
Kontinuitétsgleichung in ihrer fiir kavitierende Stromungen angepassten Form ver-
wendet:

ou; 1 da
= — . .62
or; 1—adt (3.62)

Analog zum SIMPLE-Verfahren fiir inkompressible Stromungen wird die Beziehung
zwischen Druck- und Geschwindigkeitskorrektur hergeleitet,

, V(oY

und in die Kontinuititsgleichung 3.62 eingesetzt:

ou™ + u! 1 do
7 7 — _ . 4
ox; 1l—adt’ (3.64)
o |V [op 1 da ou™*
- = ¢ ] 3.65
ox; [A% (8:62)] 1—adt * l ox; ]P ( )

Diese Gleichung wird analog zur inkompressiblen Druckkorrektur-Gleichung diskre-
tisiert und man erhilt die Druckkorrektur-Gleichung fiir kavitierende Strémungen
in Abhédngigkeit des Wertes p’» im Zellmittelpunkt und der Mittelpunktswerte p'
der Nachbarzellen L = E;W,S, N, B, T":

|4 P, — Pp 1 da
=5 = Spxke — ———V, 3.66
%; l (quén)l l(FL_FP)ﬁ ! PEG 1 o dt ( )
mit | =e,w,s,n,b1;

L=E,W,S,N,B,T.
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Die totale Ableitung des Dampfvolumenanteils nach der Zeit wurde bereits in Kapitel
behandelt. Man erhélt:

Vv P — e no d (4 3)
- = Spxg— ————— (=7R*) V, (3.67
2 =5 (A;n)l l(FL—Fp)ﬁ - TPEC T T ngtaRs e \3"  (367)

>

~~

Sk Av
mit l=ew,s,n,b,t;

L=EWSN,B,T.

Im néchsten Schritt wird der zusétzliche Quellterm Sk 4y durch Anwendung der
Kettenregel umformuliert. Zur Berechnung des Wachstums bzw. des Kollaps von Ka-
vitationsblasen wird die Rayleigh-Beziehung, Gleichung 2.25, verwendet. Um beim
Blasenkollaps einen negativen Ausdruck unter der Wurzel zu vermeiden, wird das
Vorzeichen V Z abgespalten.

Sgay = —— A7R*V
AV T neders T
ng 2> [2|py — pp|
=VZ —2— 4R Ty 3.68
1+n0§7TR3 m 30 (3.68)
mit

vz=Le"Pr (3.69)

|pv_pP|

Der Quellterm Sk 4y ist damit explizit eine Funktion des Druckes pp. Dies erschwert
die Losung der Druckkorrektur-Gleichung bei kavitierenden Stréomungen erheblich.

Deshalb wird ein von SAUER. [94] entwickeltes Verfahren benutzt, das die Anderung
des Quellterms bei der Losung der Druckkorrektur-Gleichung mitberiicksichtigt. Ist
der Quellterm positiv, wird ein positives p» berechnet und der Druck pp angeho-
ben.Die treibende Druckdifferenz (p, — pp) wird reduziert und das Blasenwachstum
verlangsamt sich. Die Reduktion des Quellterms durch ein positives p» kann durch
die partielle Ableitung des Quellterms nach dem Druck approximiert werden:

8SKAV o 28R
= “ArRT—V . 3.70
op 1+ n0§WR3 m op ( )

Die Berechnung der partiellen Ableitung der Blasenwachstumsgeschwindigkeit nach
dem Druck wird fiir Wachstum und Kollaps getrennt durchgefiihrt:
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) 1 2
. a 2 (p, — =—— =2 (—1) Wachstum
op | 2L (=/Z (pp—p,)) = —=—2 (+1) Kollaps
0, ( 3p1 (pP p )) /%(pp_pv) 3p1 ( ) P

(3.71)

S

Fiir das Wachstum und fiir den Kollaps der Kavitationsblasen bewirkt eine Druck-
erhhung p' > 0 die Reduktion der Blasenwachstumsgeschwindigkeit R. Fiir das
Blasenwachstum ist dies unmittelbar einsichtig, da die treibende Druckdifferenz re-
duziert wird, (p, — (p +p')) < (p» — p). Auch beim Blasenkollaps wird bei einer
Druckerh6hung die Blasenwachstumsgeschwindigkeit reduziert. Da beim Kollaps die
Blasenwachstumsgeschwindigkeit ein negatives Vorzeichen hat, bewirkt eine Druck-
erh6hung eine betragsméfig grofiere Kollapsgeschwindigkeit.

Mit Gleichung [3.71 kann der korrigierte Quellterm in Abhéngigkeit der Druckkor-
rektur p, berechnet werden:

aSKAV !
ap Pp -

Skav = Skav +

(3.72)

Damit lautet die Druckkorrektur-Gleichung zur Berechnung kavitierender Stromun-
gen:

V U aS ,
Z—Sl (A’f;") l(pL Pr _,] = Spkac — (SKAV+ aI;AVpP> . (3.73)
! !

FL—FP)TL
mit l =e,w,s,n,b,t;
L=FEW,S N,B,T.

Die Korrektur des Quellterms wird implizit behandelt und Gleichung (3.73/lautet in
Matrizenschreibweise:

OSk av
(AP+ ap )p;—’_{_ZA"bp;b:SDKG—SKAV . (374)
nb

Nach der Losung der Druckkorrektur-Gleichung werden das Druckfeld und das Ge-
schwindigkeitsfeld bzw. die Volumenstrome aktualisiert. Der Ablaufplan entspricht
dem Druckkorrektur-Verfahren fiir inkompressible Stromungen in Kapitel '3-5:2.

3.6 Randbedingungen

Die Diskretisierung der Transportgleichung einer allgemeinen Variable ¢ setzt den
Wert am betrachteten Punkt in Beziehung zu seinen Nachbarpunkten und sonsti-
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gen Einfliissen. Wie schon erwihnt, fehlen an Zellen, die an Berandungsflichen des
betrachteten Strémungsgebiets angrenzen, Informationen fiir die Bilanzgleichung.
Zur Losung des linearisierten Gleichungssystems miissen an diesen Orten fiir jede
Variable Randbedingungen vorgegeben werden.

Entsprechend sind an diesen Flichenelementen Aussagen iiber die drei Geschwin-
digkeitskomponenten (uy, uy, u,)T, die TurbulenzgréBen k und ¢, iiber die Druckkor-
rektur p' sowie iiber den Dampfvolumenanteil o zu treffen.

Dies kann {iber die Vorgabe eines Gradienten oder iiber eine direkte Wertzuweisung
geschehen, was entsprechend als Neumann- oder Dirichlet-Randbedingung bezeich-
net wird.

3.6.1 Einstromrand

Geschwindigkeiten

An Einstromrindern werden die Geschwindigkeitskomponenten direkt mit einer
Dirichlet-Randbedingung vorgeschrieben. Dies kann im kartesischen Koordinaten-
system @ = (ug,uy,u,)? oder im Zylinder-Koordinatensystem @ = (ur, Uy, u,)"
durchgefiihrt werden.

Druck und Druckkorrektur

Fiir den Druck p und fiir die Druckkorrektur p’ wird eine Neumann-Randbedingung
mit einem konstanten Gradienten entlang der Netzlinien verwendet. Die Implemen-
tierung erfolgt iiber eine lineare Extrapolation aus den Werten im Feld.

Turbulenzgréfien

Zusétzlich zu den Stromfeldgréfien miissen an Einstromriandern Werte fiir die spe-
zifische turbulente kinetische Energie £ und die Dissipationsrate € definiert werden.
Die Turbulenzgrofien werden mit der Dirichlet-Randbedingung belegt.

Phasenanteil und Keimradius

Am Einstromrand werden auch die Fluideigenschaften in Form des Dampfvolumen-
anteils o und des mittleren Keimradius R mit Hilfe der Dirichlet-Randbedingung
vorgegeben. Wenn nicht anders angegeben, wird o, = 1.1-e7® und R;, = 3 -e°m
angenommen.



72 KAPITEL 3. NUMERISCHES VERFAHREN

3.6.2 Ausstromrand

Geschwindigkeiten

Am Ausstromrand ist die Stromung vorab nicht bekannt, sondern Ergebnis der Rech-
nung. Aus diesem Grund definiert man die Geschwindigkeitskomponenten hier iiber
eine Extrapolation der Form 0u;/0¢ = 0. Diese Art der Randbedingung ist streng
genommen nur giiltig, wenn der Ausstromrand moglichst weit stromab liegt und
keinen Einfluss auf die Stromung im Rechengebiet nimmt.

Druck und Druckkorrektur

Der Druck wird mit einer Dirichlet-Bedingung vorgegeben. Die entsprechende
Dirichlet-Randbedingung fiir die Druckkorrektur ist p’ = 0. Die Geschwindigkeit
Up ™ wird mit Gleichung3.52 und der Massenstrom mit Gleichung/3.55/ bestimmt,
wobei die Interpolationen in Extrapolationen aus dem Feldinneren iibergehen. Da
der Wert der Druckkorrektur am Rand gleich Null ist, aber der Gradient der Druck-
korrektur nicht verschwindet, sind auch die Geschwindigkeitskorrekturen nach Glei-
chung [3.49/ und die Volumenstromkorrektur nach Gleichung [3.50/ ungleich Null. So-
mit sind die Geschwindigkeiten und der Volumenstrom am Austrittsrand wihrend
des Iterationsprozesses mit den Gleichungen und zu korrigieren. In Glei-
chung 3.60 wird die Geschwindigkeitskorrektur nach Gleichung(3.49/fiir die Zellfliche
eingesetzt, wobei die Interpolation in eine Extrapolation iibergeht.

Der statische Druck am Austritt p,,; kann als konstanter oder als flichengemittelter
Wert peonst oder pg, iiber der Austrittsfliche festgeschrieben werden. Zwischen den
beiden Zustédnden kann iiber einen Faktor 0 < 7, <1 linear variiert werden:

Pout = Vp Pav + (1 - 7p) Pconst - (375)

Turbulenzgréfien

Bei turbulenter Rechnung werden die Turbulenzgréfien £ und e linear entlang der
Netzlinien extrapoliert.

Dampfphasenanteil und Keimradius

Fiir den Dampfanteil und fiir den Blasenradius wird eine Neumann-Randbedingung
¢ = ¢p vorgeschrieben. Der Fluss berechnet sich analog zu den Geschwindigkeiten.
Allerdings sollte darauf geachtet werden, dass der Austrittsrand weit genug vom
Kavitationsgebiet entfernt liegt, da es zu numerischen Problemen kommen kann,
wenn Dampf bis zum Austrittsrand transportiert wird.
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3.6.3 Wand

An undurchlissigen Winden verschwindet der Volumenfluss sowie der konvektive
Fluss durch die Wand. Der Impulsaustausch findet lediglich iiber den diffusiven
Fluss statt.

Geschwindigkeiten und Wandschubspannungen

Die Geschwindigkeiten an der Wand sind aufgrund der Haftbedingung gleich der
Wandgeschwindigkeit selbst. Fiir im Absolutsystem drehende Winde gilt @ = 0
bzw. @ = Q x 7, fiir stehende Wiande 4 = 0.

Fiir die Berechnung der Impulsgleichungen ist es erforderlich, die an ein Randkon-
trollvolumen angreifenden Wandschubspannungen 7,, nach Betrag und Richtung zu
bestimmen.

Die Richtung, in die die viskosen Krifte an der Randfliche angreifen, wird nach
FERZIGER & PERIC [32] durch die wandparallele Richtung des Geschwindigkeits-
vektors im Zellmittelpunkt der wandnéchsten Zelle approximiert. Diesem Ansatz
liegt die Annahme zugrunde, dass sich die Wirkrichtung der Wandschubspannung
zwischen Wand und wandnéchster Zelle nicht dndert.

Zur Berechnung wird ein lokales Koordinatensystem (t,n,s)T eingefiihrt, wobei ¢
die wandparallele Richtung, n die wandnormale Richtung und s die auf ¢ und n
senkrecht stehende Richtung bezeichnen soll. Fiir die am Zellvolumen angreifenden
Wandschubspannungskomponenten gilt:

ou,

_9 — .
Tan =245 = =0, (3.76)
ou
Tat =g (3.77)
Oug
s = pgt =0 (3.78)

Gleichung 3.78 impliziert, dass der Einheitsvektor in Tangentialrichtung ¢; mit dem
wandparallelen Geschwindigkeitsvektor @ ,p = wu;;p zusammenfillt, siehe Abbil-

dung (3.3, so dass u; = 0 ist. Fiir ¢; gilt somit
+ = Ui t, P
' |Ui,t,P '

(3.79)

Im Zweidimensionalen ist die Bestimmung von w;, p trivial, im Dreidimensionalen
dagegen wird u;; p durch Abzug des wandnormalen Geschwindigkeitsvektors vom
Geschwindigkeitsvektor ermittelt:

Uit p = Uip — Uip,p T = Uip — (Uip )Ny (3.80)
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Abbildung 3.3: Skizze einer Wandzelle zur Erlduterung der Berech-
nung der wandparallelen Geschwindigkeitskomponente

Der diffusive Wandfluss ﬁ’fj lasst sich mit Gleichung 3.4 wie folgt berechnen, wobei
S, der Flicheninhalt der Wandflache ist:

£ :/ Tot i S 2 Ty 3 Suy . (3.81)

’

Die Wandschubspannung 7,,; nach Gleichung/3.77/wird mit der Geschwindigkeit u; p
im Mittelpunkt der wandnéchsten Zelle und u;, an der Wand sowie dem normalen
Wandabstand des wandnéchsten Zellmittelpunktes yp folgendermaflen approximiert:

ti(us p— us
Tt R U2 (i.p = i) . (3.82)
yp

Die Implementierung des diffusiven Flusses zum Iterationszéhler m wird mittels
einer nachgezogenen Korrektur so vorgenommen, dass der Diagonalkoeffizient A7
fiir alle Geschwindigkeitskomponenten u; der gleiche ist:

m—1

f.d’m ~ | u; —Sw + | —u; —Sw +t; p (Wp = tsw) Sw . 3.83
i H
’ yp yp Yp

Druck und Druckkorrektur

Da Winde fluidundurchléssig und somit der resultierende Massenstrom gleich Null
ist, gilt an Winden die Bedingung 0p’'/0n = 0. Der statische Druck wird linear aus
dem Rechengebiet an die Wiande extrapoliert.
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Turbulenzgréfien

Fiir die turbulente kinetische Energie k& wird aufgrund der Haftbedingung sowohl
die Dirichlet-Bedingung k = 0, als auch eine Neumann-Randbedingung 0k/0n = 0
implementiert. Fiir die Dissipationsrate wird die Randbedingung

4kp

€w = fi—g — €p (3.84)

Yp

verwendet, siche SKODA [110].

Bei der Implementierung der Wandfunktion ist zunéchst das logarithmische Wandge-
setz nach Gleichung|2.66 zu hinterlegen. Um die Wandimplementierung des diffusen
Flusses, Gleichung 3.83, beibehalten zu kénnen, wird dazu zunichst eine Viskositét
Mwy) eingefiihrt:

yp
tj (ujp — Ujw)

Wwf) = Tw,(wf) (3.85)

Die von der Wandfunktion bestimmte Wandschubspannung 7,, .5y 18sst sich mit den
Gleichungen [2.69 und ausdriicken, so dass fiir y(, s folgt:

k . -
Hwf) = y+u7 mit E = exrp (k' Crough) . (386)

In(y*E)

Die Grofle Cyoygp ist die mittels einer empirischen Korrelation fiir Wandrauhigkeiten
angepasste Konstante des logarithmischen Gesetzes und lautet:

1
Crough =C——In (1 + 03k7,+) mit kj =

: (3.87)

Dabei ist k, die dquivalente Sandrauhigkeit.

Bei der Verwendung der Wandfunktion wird die e-Gleichung in der wandnichsten
Zellschicht nicht gelst, sondern entsprechend Gleichung 2.71 mit £ = kp vorge-
schrieben.

Dampfvolumenanteil

Der Dampfvolumenanteil an der Wand wird mit einer Neumann-Randbedingung,
d.h. fiir einen konstanten Gradienten entlang der Netzlinien bestimmt.
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3.6.4 Symmetrie

Die Symmetrierandbedingung wird oft auch als reibungsfreie Wand oder Euler-Wand
bezeichnet. Hier wird der Volumenfluss und der konvektive Fluss durch die Wand
gleich Null gesetzt. Der Impulsaustausch findet {iber den diffusiven Fluss statt.

Geschwindigkeiten

Ahnlich wie an der Wand wird fiir die Symmetrie der diffusive Fluss iiber Betrag
und Richtung der Schubspannung 7, vorgeschrieben:

ou,
nn — 2 e 3 .
T Hef s on (3.88)
ou
Tat = Heff a—nt =0, (3.89)
Oou,
Tns = Meff a—n =0. (390)

Analog zur Wandrandbedingung wird die Bedingung [3.88 mit einer nachgefiihrten
Korrektur implementiert:

m—1

Se\™ Sy ti (uj,p — ujs

fla (u—> - l—ui—+tz~ e =) g 17 (3.91)
’ yp yp yp

Druck und Druckkorrektur

Druck und Druckkorrektur werden mit der Neumann-Randbedingung fiir einen ver-
schwindenden Gradienten auf den Symmetrierand extrapoliert.

Turbulenzgréflen und Dampfvolumenanteil

Alle Turbulenzgréfen und der Dampfvolumenanteil o werden mit einer Neumann-
Randbedingung fiir einen verschwindenden Gradienten gesetzt.

3.6.5 Blockgrenzen

Der NS2D/NS3D-Code ist ein blockstrukturiertes Verfahren basierend auf einer Idee
von LILEK ET AL. [71]. Dabei miissen die Netzknoten zweier angrenzender Blécke
nicht aufeinander liegen. Die Blécke konnen aufgrund einer flexiblen Datenstruk-
tur im Zwei- wie auch im Dreidimensionalen beliebig zueinander orientiert sein.
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Der Code ist mittels der Software-Bibliothek MPT? parallelisiert. Eine detaillierte
Beschreibung der Datenverwaltung und der Parallelisierung findet sich in SKODA
[110].

Das Blockinterface wird mit demselben Algorithmus zur Bestimmung der Fliisse
behandelt wie das Innere des Rechenblocks, damit die Konservativitit des Verfah-
rens gewahrleistet ist. Die Diskretisierung hoherer Ordnung wird dabei auch iiber
Blockgrenzen hinweg beibehalten.

3.6.6 Periodische Rinder

Periodische Blockgrenzen unterscheiden sich beziiglich der Datenverwaltung nicht
von den in Kapitel|3.6.5 beschriebenen Blockgrenzen.

Skalare Transportgréfien werden unmittelbar an die entsprechenden periodischen
Randflachen iibergeben. Die Geschwindigkeitsvektoren miissen zusétzlich iiber eine
Rotationsmatrix um den Teilungswinkel v gedreht werden.

Die Behandlung periodisch verdrehter Gradienten erfordert bei den Geschwindig-
keiten besondere Aufmerksamkeit. Ndhere Informationen hierzu finden sich z.B. bei
RITZINGER [93] oder SKODA [110].

9MPI = Message Passing Interface
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Kapitel 4

Validierung

Kavitierende Strémungen wurden in zahlreichen Experimenten untersucht. Die mei-
sten in der Literatur verfiigharen Ergebnisse experimenteller Untersuchungen be-
schrianken sich jedoch auf Aufnahmen des Kavitationsgebietes in Verbindung mit
Druckmessungen auf der jeweiligen Profiloberfliche oder Kanalwand. Es existie-
ren nur sehr wenige experimentelle Ergebnisse, bei denen auch die Zwei-Phasen-
Stromung innerhalb des Kavitationsgebietes untersucht wurde. Dazu gehoren die
Untersuchungen von STUTZ & REBOUD [119], [120], [121], die die Geschwindigkeits-
verteilung und den lokalen Dampfanteil in der Kavitationszone in einem konvergent-
divergenten Kanal mit Hilfe einer Messsonde bestimmten.

Zur Validierung des entwickelten CFD-Codes sollen auflerdem experimentelle Ergeb-
nisse von HOFMANN [48] und BACHERT [7] herangezogen werden. Hier wurde die
kavitierende Stromung um ein zur Stromung angestelltes Profil in einem Kanal un-
tersucht. Es wurden die Geschwindigkeitsvektoren im Bereich der Kavitationszone
mit einem sogenannten PIV/LIF-Verfahren [7] und dariiber hinaus die Schaufel-
druckverteilungen gemessen.

4.1 Kavitierende Stromung durch eine Venturi-
Diise

Detaillierte Messungen der instationar kavitierenden Stromung in einem konvergent-
divergenten Kanal wurden von STUTZ & REBOUD durchgefiihrt. Neben Aufnahmen
der kavitierenden Stromung mit Hilfe einer Hochgeschwindigkeitskamera wurden
Messungen der Geschwindigkeit und des Dampfvolumenanteils im Kavitationsge-
biet durchgefiihrt, weshalb diese Ergebnisse zum Vergleich mit Ergebnissen aus der
Simulation hervorragend geeignet sind.
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4.1.1 Beschreibung des Testfalls

In einen Stromungskanal wurde eine konvergent-divergente Diise integriert. Die
Messstrecke ist 520 mm lang, 44 mm breit und am Eintritt 50 mm hoch. Der
konvergente Teil steigt in einem Winkel von 18° an, der divergente Teil hat einen
Offnungswinkel von 8°, weshalb diese Diise im weiteren als ,Venturi8” bezeichnet
wird. Am engsten Querschnitt ist der Kanal 34.3 mm hoch. Die Geometrie der Diise
und ein Ausschnitt des verwendeten Rechennetzes sind in Abbildung 4.1/ dargestellt.

Eine zweite Geometrie, bei der der konvergente Teil einen Winkel von 4.3° und der
divergente Teil einen Winkel von 4° hat, wurde zusétzlich untersucht. Am engsten
Querschnitt ist dieser Kanal 43.7 mm hoch. Diese als ,Venturi4” bezeichnete Geome-
trie ist zusammen mit einem Ausschnitt des verwendeten Rechennetzes in Abbildung

4.2| dargestellt.

Bei den Experimenten wurde beobachtet, dass im Venturi8-Testfall instationire
Kavitation mit periodischer Wolkenablésung auftritt, wihrend es beim Venturi4-
Testfall zu einer quasi-stationidren Schichtkavitation kommt. In den von StUuTZ &
REBOUD [119], [120], [121] vertffentlichen Ergebnissen werden grofitenteils zeitlich
gemittelte Geschwindigkeits- bzw. Dampfgehaltsverteilungen vorgestellt, das insta-
tiondre Verhalten wird vor allem qualitativ beschrieben.
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Abbildung 4.1: Geometrie des konvergent-divergenten Kanals ,Ven-
turi8” und Ausschnitt des zur Simulation verwendeten Rechennetzes



80 KAPITEL 4. VALIDIERUNG

Wand

Yand Outflow

Inflow

I
T
i

HHHH

Abbildung 4.2: Geometrie des konvergent-divergenten Kanals ,Ven-
turi4” und Ausschnitt des zur Simulation verwendeten Rechennetzes

4.1.2 Verwendete Rechennetze

Der Qualitat des Rechennetzes kommt bei der numerischen Simulation kavitierender
Stromungen entscheidende Bedeutung zu, sieche auch SENOCAK [106]. Bei techni-
schen Strémungen herrschen Reynolds-Zahlen in der GréBenordnung von 1 -10° bis
1-107. Die turbulente Grenzschicht ist bei solchen Reynolds-Zahlen sehr diinn [100],
weshalb Turbulenzmodelle mit Wandfunktion verwendet werden. Auch aus Griinden
der Rechenzeit ist dies notwendig. Der dimensionslose Wandabstand y* der ersten
Rechenzelle muss sich dabei im Geltungsbereich des logarithmischen Wandgesetzes
befinden. Der dimensionslose Wandabstand hingt von der turbulenten Reynolds-
Zahl ab, siehe Gleichung(2.65. Tritt nun in Wandn#he Kavitation auf, sinkt dort mit
der Dichte des Zweiphasengemisches auch die lokale Reynolds-Zahl, was dazu fithren
kann, dass sich die erste Rechenzelle nicht mehr im logarithmischen Bereich befindet.
Auch aufgrund der Modellannahme einer dispersen Blasenverteilung innerhalb einer
Rechenzelle ist eine beliebige Verfeinerung des Gitters nicht moglich, siehe Kapitel

2.2.

Aus diesen Griinden wurde bei der Netzgenerierung der dimensionlose Wandab-
stand y* der wandn#chsten Rechenzelle bei kavitationsfreier Stromung im Bereich
80 < y* < 100 gewiihlt. Damit liegt der dimensionslose Wandabstand bei Kavitation
noch bis zu einem lokalen Dampfvolumenanteil von « < 60% im Bereich des loga-
rithmischen Wandgesetzes. Die folgenden Rechenzellen wurden dann wieder kleiner
gewihlt, so dass eine feine Auflésung des Kavitationsgebietes gewahrleistet ist. Auf-
grund der relativ einfachen Geometrie wurde eine 1-Block-Topologie gewéhlt. Fiir
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beide untersuchten Strémungskanéle wurde eine Studie der Abhéngigkeit des Simu-
lationsergebnisses vom Rechennetz durchgefiihrt. Zur Simulation der kavitierenden
Stromung wurde fiir die Venturi8-Geometrie ein Rechennetz mit 200 x 80 = 16000
Rechenzellen, bei der Venturi4d-Geometrie eines mit 220 x 80 = 17600 Rechenzellen
verwendet. Fiir diese Auflésung erhélt man eine netzunabhingige Losung.

4.1.3 Instationdre Simulation der kavitierenden Stréomung
durch die Venturi8-Diise mit 8° Offnungswinkel

Das blasendynamische Kavitationsmodell wurde von SAUER [94] grundsétzlich zur
Simulation instationér kavitierender Strémungen entwickelt. Deshalb soll die Validie-
rung des entwickelten Codes zunéichst mit der Simulation instationéir kavitierender
Stromungen beginnen.

Fiir das instationdre Verhalten der kavitierenden Stromung gibt es nach CALLE-
NAERE [14] zwei unterschiedliche physikalische Ursachen. Zum einen kann es zu
Instabilitdten aufgrund duflerer Bedingungen kommen, beispielsweise durch Schwan-
kungen des Systemdruckes. Diese Art der Instabilitéit wird als ,,system instability”
bezeichnet. Zum anderen gibt es bei kavitierenden Strémungen auch eine sogenann-
te ,intrinsic instability”, also eine Instabilitdt aufgrund der Kavitation selbst. Diese
wird ausgelost durch das Auftreten des Re-Entrant-Jets, das Ablosen eines Teils der
Kavitationszone und die dadurch entstehenden Druckschwankungen.

In der Realitdt sind beide Arten der Instabilitdt natiirlich nicht immer voneinander
zu trennen. Bei den hier vorgestellten instationéiren Simulationen wird das Druckni-
veau am Austritt des Rechengebietes auf einem konstanten Wert gehalten, so dass
Systeminstabilitdten weitgehend unterdriickt werden. Das sich einstellende instatio-
ndre Verhalten der Stromung ist also in erster Linie eine innere Instabilitét.

Zur Simulation der kavitierenden Strémung wird zunéchst eine stationdre Simu-
lation der Stromung bei ausreichend hohem Austrittsdruck durchgefiihrt, um eine
kavitationsfreie Stromung zu gewéhrleisten. Bei der darauf folgenden instationdren
Simulation wird dann der Druck bei jedem Zeitschritt gesenkt, bis das gewiinschte
Druckniveau erreicht ist. Dabei wird das Druckniveau iiber die Druckrandbedingung
am Austritt eingestellt. Dies ist vor allem aus Griinden der numerischen Stabilitét
notwendig, siche SKODA [110].

Die Simulationen der kavitierenden Strémung durch den Venturi8-Kanal wurden
bei Zeitschritten zwischen At = 1-1072 s und At = 1-1075 s durchgefiihrt. Fiir
Zeitschritte kleiner als At = 1-10~* s ist die Lésung unabhéingig vom Zeitschritt. Am
Einstromrand wurde eine Geschwindigkeit von u;, = 7.2 m/s und ein Turbulenzgrad
von Tu = 1% vorgegeben. Als Fluid wurde kaltes Wasser mit ny = 1-10% Keimen pro
m? Fliissigkeit mit einem Sittigungsdampfdruck von p, = 3575 Pa angenommen.
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Einfluss der Turbulenzmodellierung

REBOUD ET AL. [89] und SENOCAK [106] stellten bei der numerischen Untersuchung
der kavitierenden Strémung durch den Venturi8-Kanal fest, dass am hinteren Rand
des Kavitationsgebietes die turbulente kinetische Energie £ und die Dissipationsrate
e sehr stark anwachsen. Dies stimmt mit den Ergebnissen der experimentellen Unter-
suchungen von GOPALAN & KATz [41], [42] iiberein, die feststellten, dass aufgrund
des Blasenkollapses am Ende eines Kavitationsgebietes ein Wirbel erzeugt wird und
dadurch die turbulente kinetische Energie steigt. Bei der Simulation mit Standard-
Turbulenzmodellen wird diese turbulente kinetische Energie iiberschétzt. Dies kann
dazu fiihren, dass eine zu geringe Geschwindigkeit des Re-Entrant-Jets berechnet
wird, die nicht ausreicht, das Ablosen eines Teils der Kavitationszone zu bewirken.
Deshalb soll zunéchst der Einfluss der Turbulenzmodellierung auf das instationére
Verhalten der Strémungssimulation untersucht werden.

Im folgenden werden Simulationen der kavitierenden Strémung durch den Venturi8-
Kanal mit dem Standard-k-e-Modell von LAUNDER & SPALDING [67], dem k-e-
Modell mit der Realizability-Methode nach MOORE & MOORE [78], dem nicht-
linearen k-e-Modell (LCL) von L1EN ET AL. [70] und dem k-e-Modell mit der Dichte-
Korrektur nach REBOUD ET AL. [89], Gleichung 2.78, untersucht. Dabei wird der
Exponent der Dichte-Korrektur in Gleichung zu n = 10 gesetzt. Die Simula-
tionen werden bei einem konstanten Kavitationsbeiwert von o = 2.37 am Austritt
durchgefiihrt. Zur Diskretisierung der konvektiven Terme wird bei allen durchgefiihr-
ten Simulationen das MINMOD-Verfahren verwendet, siehe Kapitel 3.2.4. Aufgrund
des instationdren Verhaltens der kavitierenden Stromung kann der Kavitationsbei-
wert am Eintritt stark schwanken. Bei allen Simulationen ergibt sich ein periodisch
instationdres Verhalten, das sich aber bei den einzelnen Fillen signifikant unterschei-
det.

Bei der Simulation mit dem Standard-k-e-Modell wichst das Kavitationsgebiet im
engsten Querschnitt an und verkleinert sich wieder, ohne dass es zur Ablésung ei-
ner Kavitationswolke kommt. Das Anwachsen und Sinken des Dampfvolumens im
gesamten Stromungsfeld iiber der Zeit ist in Abbildung dargestellt. Zusétzlich
ist noch der dimensionslose Druck C,

C, = in P (4.1)

am Eintritt des Stromungsfeld iiber der Zeit aufgetragen. Es ist gut zu erkennen,
dass der statische Druck am Eintritt beim Schrumpfen der Kavitationszone, also bei
sinkendem Dampfvolumenanteil, stark ansteigt. Auch der Druckverlauf ist periodisch
instationdr. Die Frequenz des Vorgangs liegt bei f ~ 5 Hz und damit weit unter der
im Experiment beobachteten Frequenz von f =~ 40 Hz.
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Abbildung 4.3: Verlauf des Dampfvolumens im gesamten Stromungs-
feld und des dimensionslosen Druckes C}, am Eintritt iber der Zeit

Der Dampfvolumenanteil im Kern des Kavitationsgebietes ist bei der Simulation mit
dem Standard-k-e-Modell sehr hoch, o > 50%, siehe Abbildung 4.4, Dies steht im
Widerspruch zu den experimentellen Untersuchungen, wo der Dampfvolumenanteil
immer unter o < 50% bleibt. Auch SENOCAK [106] erhilt bei der Simulation der
instationdr kavitierenden Stromung durch den Venturi8-Kanal mit dem Standard-
k-e-Modell nur ein wiederholtes Anwachsen und Schrumpfen der Kavitationszone

und es kommt nicht zur Wolkenablésung.
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Abbildung 4.4: Zeitlich gemittelter Dampfanteil bei der Simulation
mit dem Standard k-e-Turbulenzmodel
Die Benutzung der Realizability-Bedingung in Verbindung mit dem k-e-Modell fiihrt

zu einer geringfiigigen Verbesserung des Simulationsergebnisses. Die Frequenz des
Kavitationsvorganges ist mit f ~ 6 Hz etwas grofler als bei der Simulation ohne
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Verwendung der Realizability-Bedingung und damit niher am experimentellen Er-
gebnis. Zur Wolkenablésung kommt es aber auch bei Benutzung der Realizability-
Bedingung nicht. Allerdings nimmt die Intensitdt der Druckspriinge beim Blasen-
kollaps zu, was Abbildung 4.5/ verdeutlicht. Die starken Druckschwankungen haben
auch numerische Stabilitdtsprobleme zur Folge.

Bei der Simulation der kavitierenden Strémung mit dem LCL-Turbulenzmodell wer-
den diese Druckspriinge noch gréfler, so dass fiir das betrachtete Druckniveau keine
stabile Losung erzielt werden konnte.
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Abbildung 4.5: Vergleich des dimensionslosen Druckes C), am Eintritt
iber der Zeit bei der Simulation mit und ohne Verwendung der
Realizability-Bedingung

Im Gegensatz zu den bislang vorgestellten Ergebnissen ergibt sich bei der Verwen-
dung der Dichte-Funktion nach REBOUD ET AL. [88] mit n = 10 als Exponent ein
vollkommend anderer Vorgang. Die berechnete turbulente Viskositdt im Bereich des
Re-Entrant-Jets ist geringer. Dadurch ist der Re-Entrant-Jet in der Lage, bis fast zur
Vorderseite der Kavitation vorzudringen und einen erheblichen Teil des Kavitations-
gebietes abzulésen. Aufgrund des Re-Entrant-Jets bildet sich ein Wirbel, in dessen
Zentrum ein lokales Druckminimum entsteht. Die abgeldste Kavitationswolke wird
von der Strémung zusammen mit dem Wirbel mittransportiert, bis sie im Bereich
héheren Druckes kollabiert. Der anliegende Teil der Kavitationszone schrumpft zu-
néichst etwas, bis der Vorgang von Neuem beginnt. Der Dampfphasenanteil wihrend
eines Kavitationszyklus ist als Konturplot in Abbildung (4.6 dargestellt.

Der instationére Vorgang ist aufgrund der Ablésung nicht so regelméBig periodisch
wie bei der Simulation ohne die Dichte-Funktion. Ein einzelner Zyklus dauert zwi-
schen 25 und 84 ms, die mittlere Frequenz der Vorgangs liegt bei f ~ 15 Hz. Der
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Kollaps des abgelosten Kavitationsgebietes 16st einen Drucksprung aus. Die im Stré-
mungsfeld auftretenden Druckschwankungen haben eine Amplitude in der gleichen
Groflenordnung wie bei der Simulation ohne Dichte-Funktion, sind aber unregelma-
Biger. Dies liegt daran, dass der abgeloste Anteil der Kavitationszone nicht immer
exakt gleich grof} ist und auch unterschiedlich weit mit der Strémung transportiert
wird. Der Kavitationsbeiwert am Eintritt variiert zwischen o = 1.84 und o = 2.95.
Der mittlere Kavitationsbeiwert ist 0 = 2.07. Im anliegenden Teil des Kavitations-
gebietes ist der maximale Dampfphasenanteil o < 80 %, im abgeldsten Kavitations-
gebiet liegt er im Bereich 1% < a < 30%. Der Verlauf des dimensionslosen Druckes
C, am Eintritt des Strémungsfeldes iiber der Zeit ist fiir die Simulation mit und

ohne Dichte-Funktion in Abbildung 4.7 dargestellt.
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Abbildung 4.6: Instationdres Verhalten der Kavitation im Venturi8-
Kavitationskanal bei der Simulation mit dem Standard-k-e-Modell und der
Dichte-Funktion nach REBOUD ET AL. [89] mit n = 10 als Exponent bei
einem mittleren Kavitationsbeiwert o;, = 2.07 am Eintritt
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Abbildung 4.7: Vergleich des dimensionslosen Druckes Cj, am Eintritt
itber der Zeit bei der Simulation mit dem Standard-k-e-Modell und
der Simulation mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89]

Analyse der lokalen Stromungsgréfien

Die Ergebnisse aus der instationdren Simulation mit dem Standard-k-e-Modell bei
Verwendung der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89] sollen im folgenden
genauer analysiert werden. Dabei werden die lokale Geschwindigkeit im Bereich der
Kavitationszone und der Dampfvolumenanteil mit den im Experiment ermittelten
Werten verglichen.

Im Experiment von STUTZ & REBOUD [119], [121] wurde der lokale Dampfgehalt
mit Hilfe einer Doppelmesssonde ermittelt, die an vier Stellen nach dem engsten
Kanalquerschnitt in den Kanal eingefiihrt wurde. Die relative Unsicherheit bei der
Bestimmung des lokalen Dampfanteils wird von den Autoren mit 15% angegeben.
Mit dieser Sonde wurde auch die lokale Stromungsgeschwindigkeit in Kanalrichtung
gemessen. Hier wird die Messunsicherheit mit 10% angegeben. Die ermittelten Werte
fiir die Stromungsgeschwindigkeit auflerhalb des Kavitationsgebietes stimmen gut
mit den ebenfalls durchgefiihrten LDA-Messungen iiberein. Die Messebenen sind in
Abbildungen 4.8 bis dargestellt.

Im Experiment [119] betrigt die mittlere Ausdehnung des anliegenden Kavitations-
gebietes L.y, = 45 mm. Dabei wird die Unsicherheit bei der Messung der Kavitati-
onslidnge mit £5 mm angegeben. Die gleiche mittlere Linge des Kavitationsgebietes
erhélt man in der Simulation bei einem durchschnittlichen Kavitationsbeiwert am
Eintritt von o;, = 1.88. Der Kavitationsvorgang lduft bei diesem Druckniveau mit
einer Frequenz von f = 27 Hz ab.
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Messebene 1 Messebene 2 Messebene 3 Messebene 4
x=13.7mm x=31.5mm X =49.9 mm X =67.7mm

Abbildung 4.8: Messebenen zur Bestimmung des Dampfvolumenan-
teils und der Geschwindigkeit in Kanalrichtung bei den Experimen-
ten von STUTZ & REBOUD [119]

Sowohl der lokale Dampfphasenanteil, als auch die Geschwindigkeitskomponente in
Kanalrichtung im Inneren der Kavitationszone wurden mit einer Abtastrate von
67.5 kHz gemessen. Dabei wurden bei der instationdren Messung nur die ersten
drei Sensoren benutzt.

In den folgenden Abbildungen 4.9/bis|4.13 wird der von der instationdren Simulation
mit der Dichte-Korrektur berechnete Dampfanteil fiir fiinf Zeitpunkte der Wolken-
ablosung den Messergebnissen gegeniibergestellt. Dabei treffen sich die jeweiligen
Zeitpunkte aus dem Experiment und der Simulation nicht exakt, weshalb nur ein
qualitativer Vergleich des Wachstums und Ablosevorgangs méglich ist. Die Kavita-
tionsgebiete sind mit einer Isolinie fiir « = 5% dargestellt.

Zu Beginn des Wachstums der Kavitationszone wird der lokale Dampfvolumenanteil
der anliegenden Kavitationszone vom Kavitationsmodell iiberschétzt, siehe Abbil-
dung 4.9. Der abgeloste Teil der Kavitationszone ist in der Simulation viel konzen-
trierter, d.h. der Dampfanteil im Zentrum der Kavitationswolke wird iiberschétzt
und die Ausdehnung der Kavitationszone quer zur Strémungsrichtung wird unter-
schiitzt, siehe Abbildung|4.10/ bis/4.13. Dies kann daran liegen, dass diffusive Effekte,
beispielsweise aufgrund der Turbulenz, in der Transportgleichung fiir den Dampfvo-
lumenanteil nicht beriicksichtigt werden. Im weiteren Verlauf des Abléseprozesses ist
die Ubereinstimmung zwischen Simulation und Experiment besser, vor allem, wenn
man die im Experiment angenommene Messunsicherheit von 15% beriicksichtigt.
Zu allen Zeitpunkten ist der gemessene Dampfvolumenanteil o < 50%, so dass die
Annahme einer dispersen Blasenverteilung vom Experiment bestéitigt wird.
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Abbildung 4.9: Vergleich von vorhergesagtem und gemessenen
Dampfanteil zum Zeitpunkt ¢/7° = 0/22. Instationire Simulation
mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89], u;, = 7.2m/s
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Abbildung 4.10: Vergleich von vorhergesagtem und gemessenen
Dampfanteil zum Zeitpunkt ¢/7° = 5/22. Instationdre Simulation
mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89], u;, = 7.2m/s
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Abbildung 4.11: Vergleich von vorhergesagtem und gemessenen
Dampfanteil zum Zeitpunkt ¢t/T = 10/22. Instationdre Simulation
mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89], u;, = 7.2m/s
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Abbildung 4.12: Vergleich von vorhergesagtem und gemessenen

Dampfanteil zum Zeitpunkt ¢/T" = 15/22. Instationdre Simulation
mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89], u;, = 7.2m/s
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Abbildung 4.13: Vergleich von vorhergesagtem und gemessenen
Dampfanteil zum Zeitpunkt ¢t/T = 20/22. Instationdre Simulation
mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89], u;, = 7.2m/s

In den Abbildungen bis wird der von der instationédre Simulation mit der
Dichte-Korrektur vorhergesagte Geschwindigkeitsverlauf in den ersten drei Messebe-
nen mit dem im Experiment ermittelten verglichen. Beriicksichtigt man die Messun-
sicherheit von 10% bei der Bestimmung der Geschwindigkeit, kann die Ubereinstim-
mung zwischen Simulation und Experiment im Bereich der ersten Messebene als sehr
gut angesehen werden. Allerdings ergeben sich im Bereich der Ablosung zum Teil
grofle Diskrepanzen. Dies lidsst die Schlussfolgerung zu, dass die verwendeten Turbu-
lenzmodelle nicht ausreichend zur Simulation der abgelosten kavitierenden Stromung
geeignet sind.
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Abbildung 4.14: Vergleich von vorhergesagter und gemessener Ge-
schwindigkeit in Kanalrichtung zum Zeitpunkt ¢/7" = 0/22. Insta-
tiondre Simulation mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL.
[89], uin, = 7.2m/s
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Abbildung 4.15: Vergleich von vorhergesagter und gemessener Ge-
schwindigkeit in Kanalrichtung zum Zeitpunkt ¢/7" = 5/22. Insta-
tiondre Simulation mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL.
[89], uin, = 7.2m/s



92

u [m/s]

KAPITEL 4. VALIDIERUNG

10 -5 0 5 10 15
E‘lo u [m/s] Messebene 3
E 10 5 0 5 10 15 x =49.9 mm
>
} u [m/s]
1 / 10 5 0 5 10 15
5 , /] ‘
e. // /( g //:
o)—' . / :
N - / .
Simulation /
E i t *
xpermen Messebene 1 ¢
x=13.7 mm Messebene 2
x=31.5mm
Abbildung 4.16: Vergleich von vorhergesagter und gemessener Ge-
schwindigkeit in Kanalrichtung zum Zeitpunkt ¢/7" = 10/22. Insta-
tiondre Simulation mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL.
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Abbildung 4.17: Vergleich von vorhergesagter und gemessener Ge-
schwindigkeit in Kanalrichtung zum Zeitpunkt ¢/7" = 15/22. Insta-
tiondre Simulation mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL.

[89], uin, = 7.2m/s
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Abbildung 4.18: Vergleich von vorhergesagter und gemessener Ge-
schwindigkeit in Kanalrichtung zum Zeitpunkt ¢/7" = 20/22. Insta-
tiondre Simulation mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL.
[89], uin, = 7.2m/s

In Abbildung wird der in der instationédren Simulation berechnete und dann
zeitlich gemittelte Dampfanteil in den Messebenen mit dem gemessenen verglichen.
Die Mittelung erfolgte iiber 10 Abfolgen des Kavitationsvorgangs. Zusétzlich ist
noch der zeitlich gemittelte Dampfanteil aus den instationdren Simulationen von
REBOUD ET AL. [89] und SENOCAK [106] dargestellt. In Abbildung [4.19 rechts
unten sind die Messebenen skizziert, auflerdem ist die Kavitationszone mit einer
Isolinie fiir o« = 5 % dargestellt Die Ubereinstimmung zwischen dem vorhergesagten
mittleren Dampfanteil und dem gemessenen ist generell gut, vor allem, wenn man
die angegebene Messunsicherheit von 10% bei der Bestimmung der Geschwindigkeit
und 15% beim Dampfvolumenanteil beriicksichtigt. Die Streuung des Dampfanteils
wird von der Simulation zu gering vorhergesagt. Dies wird besonders in Messebene
2 deutlich. Die Streuung des Dampfanteils der abgelosten Kavitationswolke wird
aber auch von den anderen CFD-Codes nicht ausreichend beriicksichtigt. Da von
SENOCAK [?] und REBOUD ET AL. [89] andere Kavitationsmodelle benutzt werden,
deutet dies darauf hin, dass nicht die Kavitationsmodellierung die Ursache dafiir ist.
Vielmehr sind die verwendeten Turbulenzmodelle, wie schon oben erwihnt, fiir die
Simulation abgeloster kavitierender Stromungen nicht ausreichend genau.



94 KAPITEL 4. VALIDIERUNG

15 Messebene 1 Messebene 2 Messebene 3 Messebene 4
\
10 K o
{8 .‘\
— W
— \Oe". 'w de
> [i \o\. ‘" | \1
.\ \ &,\O ./' =] 0@
5 - \ s / ]
No ™) © / f
.\ N SeoL e o / o
\ o \ ~. ./f 1/ ce »
%r \;.\ / I Y -«
_____ - 7, ©
[e] P e ® 0 -« »
. — 7 °
0 L
0 25 50 75 0 25 50 750 25 50 750 25 50 75
Void Fraction [%] Void Fraction [%] Void Fraction [%] Void Fraction [%]

Simulation NS3D
——————— Simulation Reboud 1998
———— Simulation Senocak 2002

. Experiment Stutz 2000
) Messebene 1 Messebene 2 Messebene 3 Messebene 4
o Experiment Stutz 1997 x=13.7mm x=315mm x=49.9mm x=67.7mm

=
=
L=
=
=
=
=

Abbildung 4.19: Vergleich des von der instationdren Simulation mit
der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL [89] vorhergesagten zeit-
lich gemittelten Dampfanteils mit experimentellen Werten und den
Ergebnissen anderer Simulationen

Abbildung [4.20 vergleicht die von der instationdren Simulation vorhergesagte zeit-
lich gemittelte Geschwindigkeit in Kanalrichtung mit der im Experiment gemessenen
Geschwindigkeit in den vier Messebenen. Zusétzlich sind die zeitlich gemittelten Ge-
schwindigkeiten aus den instationdren Simulationen von REBOUD ET AL. [89] und
SENOCAK [106] dargestellt. Die im Experiment bestimmten Geschwindigkeiten sind
recht unregelméssig, was daran liegt, dass die Stromung stark instationér ist. Der
Re-Entrant-Jet wird in allen Messebenen gut vorhergesagt, allerdings wird die Aus-
dehnung des Riickstromgebietes senkrecht zur Kanalwand etwas zu gering vorher-
gesagt. Weil die Streuung der Dampfphase von der Simulation nicht ausreichend
beschrieben ist, besteht der Re-Entrant-Jet bei der Simulation aus reinem Fluid,
wihrend im Experiment im Bereich des Re-Entrant-Jets eine Zweiphasen-Stromung

mit niedrigem Dampfanteil beobachtet wird.
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Abbildung 4.20: Vergleich des von der instationdren Simulation mit
der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL [89] vorhergesagten zeit-
lich gemittelten Geschwindigkeitsprofils mit experimentellen Werten

und den Ergebnissen anderer Simulationen
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4.1.4 Stationdre Simulation der kavitierenden Strémung
durch die Venturi8-Diise mit 8° Offnungswinkel

Fiir die meisten industriellen Anwendungen sind instationire Simulationen zu auf-
wéandig. Dies liegt zum einen an der dafiir ben6tigten Rechenzeit, zum anderen auch
an den hohen Datenmengen, die bei instationiren Simulationen anfallen und auszu-
werten sind. Zur Simulation kavitierender Stromungen in der industriellen Praxis ist
es daher notwendig, einen Strémungslser zur Verfiigung zu stellen, der auch in der
Lage ist, die zeitlich gemittelte Stromung schnell und genau vorherzusagen. Der in
Kapitel 2/ und |3 beschriebene CFD-Code zur Simulation kavitierender Strémungen
wurde deshalb auch zur Simulation stationédrer kavitierender Stromungen verwendet.
Dazu ist es notwendig, die Quellterme in der Transportgleichung fiir den Dampfvo-
lumenanteil, Gleichung anzupassen. Nur so kann erreicht werden, dass der
aufgrund der instationdren Ablosung entstehende Dampfanteil bei der stationdren
Simulation nicht vernachléssigt wird. Der Quellterm
Un dR,

SATR*— (4.2)

Sxcav = Cropr - ——2——
KAV Korr 1+TL0§7TR3 dt

wird dabei mit einem Korrekturfaktor C'x,., multipliziert:
50 : falls p < py
CKO'M' = ’ asp=p (43)

1/50 falls p > p,

Die Korrekturfaktoren wurden so gewihlt, dass die Ubereinstimmung zwischen zeit-
lich gemittelter instationéirer Losung und stationdrer Losung moglichst grofl ist.

Bei der stationdren Simulation wurde wie bei der instationdren Simulation am Ein-
stromrand eine Geschwindigkeit von w;, = 7.2 m/s vorgegeben. Die Linge des an-
liegenden Teils der Kavitationszone liegt im Experiment bei Lgy, = 45 mm. Als
Fluid wurde kaltes Wasser mit ng = 1 -10® Keimen pro m?® Fliissigkeit mit einem
Sattigungsdampfdruck von p, = 3575 Pa angenommen. Zur stationdren Simula-
tion der kavitierenden Strémung wurde sowohl das k-e-Turbulenzmodell mit der
Realizability-Bedingung nach MOORE & MOORE als auch das LCL-Modell verwen-
det. Die Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89], Gleichung 2.77] kommt bei
der stationdren Simulation nicht zur Anwendung.

Die in der stationdren Simulation ermittelten Werte fiir den lokalen Dampfgehalt
werden in Abbildung/4.21/mit den im Experiment von STUTZ & REBOUD [119],[121]
gemessenen Werten verglichen. Zusétzlich sind die zeitlich gemittelten Werte aus der
instationéiren Simulation mit der Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89] dar-
gestellt. Es zeigt sich, dass das stationire Kavitationsmodell den Dampfanteil im
vorderen Bereich der Kavitationszone zu grofl vorhersagt. Das Ablésen des Kavita-
tionsgebietes und die Verteilung des Dampfanteils am Ende des Kavitationsgebietes
stimmt dagegen gut mit dem Experiment iiberein, auch im Vergleich mit dem Er-
gebnis der instationdren Simulationen.
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Abbildung 4.21: Vergleich des von der stationidren Simulation vor-
hergesagten Dampfanteils und des von der instationdren Simulation
mit der Dichte-Korrektur [89] vorhergesagten zeitlich gemittelten
Dampfanteils

Abbildung 4.22| vergleicht die in der stationdren Simulation ermittelte Geschwindig-
keit in Kanalrichtung mit der im Experiment gemessenen Geschwindigkeit. Zusétz-
lich sind die zeitlich gemittelten Geschwindigkeiten aus der instationidren Simulation
dargestellt.

Der Re-Entrant-Jet besteht bei beiden Simulationen aus reinem Fluid, a =~ 0,
wihrend im Experiment der Re-Entrant-Jet ein Zweiphasengemisch mit niedrigem
Dampfanteil ist, siehe auch Abbildung 4.21. Das Geschwindigkeitsprofil wird in den
Messebenen 3 und 4 sehr gut vorhergesagt. In der Messebene 2 wird der Re-Entrant-
Jet unterschétzt, in der Messebene 1 tritt in der stationdren Simulation gar keine
Riickstrémung mehr auf. Das bedeutet, das die Stirke des Re-Entrant-Jets vom sta-
tiondren Kavitationsmodell unterschitzt wird. Eine Verbesserung des Ergebnisses
der stationdren Simulation ist auch durch eine weitere Verdnderung des Parameters
Ckorr in der Transportgleichung fiir den Dampfvolumenanteil nicht moglich.
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Abbildung 4.22: Vergleich des von der stationdren Simulation vor-
hergesagten Geschwindigkeitsprofils und des von der instationdren
Simulation mit der Dichte-Korrektur [89] vorhergesagten zeitlich ge-
mittelten Geschwindigkeitsprofils

Der Einfluss der Turbulenzmodellierung auf das Simulationsergebnis ist bei der sta-
tiondren Simulation weitaus geringer als bei der instationdren Simulation. Es kann
nur eine geringe Verbesserung der Vorhersage des Re-Entrant-Jets durch eine Ver-
besserung der Turbulenzmodellierung und eine héhere Ordnung bei der Interpolation
der konvektiven Fliisse erreicht werden. Abbildung(4.23| vergleicht die Geschwindig-
keitsprofile in den Messebenen 1 bis 4 fiir die Simulation mit dem Standard-k-e- Mo-
dell mit den Geschwindigkeitsprofilen der Simulation mit dem nicht-linearen LCL-
Modell. Bei beiden Simulationen wurde zur Interpolation der konvektiven Fliisse
das MINMOD-Verfahren verwendet. Zum Vergleich sind die experimentellen Wer-
te dargestellt. Es zeigt sich, dass der Re-Entrant-Jet bei Verwendung des LCL-
Turbulenzmodells etwas stidrker ausgepréigt ist. Der Bereich des Re-Entrant-Jets
normal zur Wand ist grofer und der Re-Entrant-Jet ist auch noch in der Messebene
2 sichtbar. Es ist jedoch nicht mdéglich, mit Hilfe einer stationdren Simulation die
kavitierende Stromung in allen Messebenen richtig vorherzusagen.
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Abbildung 4.23: Einfluss des gewéhlten Turbulenzmodells auf die
Vorhersage des Re-Entrant-Jets bei der stationdren Simulation

4.1.5 Stationiire Simulation der kavitierenden Strémung
durch die Venturi4-Diise mit 4° Offnungswinkel

Analog zu den in Kapitel 4.1.4] beschriebenen Simulationen wurde auch die kavi-
tierende Stromung durch den Venturi4-Kanal mit dem stationdren Kavitationsmo-
dell simuliert. Bei dieser Geometrie stellt sich im Experiment eine fast stationére
Schichtkavitation ein, nur am hinteren Ende der Kavitationsschicht kommt es zu in-
stationdren Schwankungen. Das Entstehen des Re-Entrant-Jets héngt nach FRANC
[34] unter anderem vom Druckgradienten, den die Stromung erfihrt, ab. Ein hoher
Druckgradient begiinstigt die Bildung des Re-Entrant-Jets, ein niedriger Druckgradi-
ent verhindert sie. Der geringere Offnungswinkel des Venturi4-Kanals bewirkt einen
geringeren Druckgradienten in der Stromung. Dadurch ist auch der Re-Entrant-Jet
nicht so stark ausgeprigt wie beim Venturi8-Kanal.

Auch bei der experimentellen Untersuchung des Venturi4-Kanals wurden der Dampf-
volumenanteil und die Geschwindigkeitsverteilung mit Hilfe einer Messsonde be-



100 KAPITEL 4. VALIDIERUNG

stimmt. Die fiinf Messebenen sind in den folgenden Abbildungen rechts unten dar-
gestellt. Die von der stationdren Simulation vorhergesagten Dampfvolumenverteilun-
gen in den Messebenen werden in Abbildung 4.24/ mit den im Experiment bestimm-
ten verglichen. Die Abbildung(4.25 zeigt die berechneten Geschwindigkeitsprofile im
Vergleich zu den gemessenen. Die Simulation wurde mit dem nichtlinearen LCL-
Turbulenzmodell durchgefiihrt. Zur Diskretisierung der konvektiven Fliisse wurde
das MINMOD-Verfahren benutzt. Als Fluid wurde kaltes Wasser mit ng = 5 - 107
Keimen pro m? Fliissigkeit mit einem S#ttigungsdampfdruck von p, = 3575 Pa an-
genommen. Der Druck am Austritt wird so gew#hlt, dass sich wie im Experiment
eine Kavitationszone mit der Liange L., = 80 mm einstellt. Die Einstromgeschwin-
digkeit betrigt u;, = 10.8 m/s
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Abbildung 4.24: Vergleich des vorhergesagten Dampfvolumenanteils
mit experimentellen Werten und den Ergebnissen der instationdren
Simulation von REBOUD ET AL. [89]

Bei der stationdren Simulation kommt es zu keinem ausgepréigten Re-Entrant-Jet,
siehe Abbildung(4.25| Bei der instationéiren Simulation von REBOUD ET AL. [89] wird
eine Re-Entrant-Jet-Geschwindigkeit im Bereich von 4 m/s < ugre pgntrant < 1 m/s
berechnet. Dabei ist die Abweichung zwischen Simulation und Experiment in den
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Messebenen 2 bis 5 gering. Allerdings wird der Re-Entrant-Jet von der stationéren
Simulation in allen Messebenen unterschétzt.

Die Vorhersage des Dampfvolumenanteils stimmt recht gut mit dem Experiment
iiberein, sieche Abbildung 4.24. Das Kavitationsgebiet ist bei dieser Geometrie viel
flacher und linger gestreckt als bei der Venturi8-Geometrie.

Durch eine weitere Verfeinerung des Rechennetzes ldsst sich eine geringfiigige Ver-
besserung der stationdren Simulationsergebnisse erzielen. Der Rechenaufwand dafiir

steigt aber extrem an.
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Abbildung 4.25: Vergleich des vorhergesagten Geschwindigkeitspro-
fils mit experimentellen Werten und den Ergebnissen der instatio-

niren Simulation von REBOUD ET AL. [89)]
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4.2 Kavitierende Stromung um ein Profil

4.2.1 Beschreibung des Testfalls

Neben der Stromung durch den Venturi-Kanal wurde auflerdem die instationir kavi-
tierende Stromung um das CLE-Profil! mit halbrunder Vorderkante berechnet. Die
Umstrémung des Profils mit gerader Vorderkante wurde von HOFMANN [49] experi-
mentell untersucht. Die Ergebnisse dieser Untersuchung werden mit Ergebnissen der
instationdren 2D-Simulation der kavitierenden Strémung verglichen, siehe Kapitel
4.2.4. Die Ergebnisse der Untersuchung von BACHERT [7] , der das gleiche Profil
mit gepfeilter Vorderkante, das ALE—ProﬁE, untersuchte, werden Ergebnissen der
3D-Simulation gegeniibergestellt, siehe Kapitel 4.2.5

Das Profil mit einer Profillinge von L = 0.107 m ist in einem Winkel von g = 5°
zur Stromung angestellt. Die Experimente wurden bei Anstromgeschwindigkeiten
VO Uy = 13 m/s und un = 16 m/s durchgefiihrt, was einer Reynolds-Zahl von
Re = 1.3-10° bzw. Re = 1.6-10° entspricht. Mit Hilfe eines Keimgenerators wurde die
Zugspannung des Wassers eingestellt. Zusitzlich zur Messung des statischen Drucks
auf der Profiloberfliche wurden mit einer Kamera Aufnahmen des Kavitationsge-
bietes gemacht. Die Particle-Image-Velocimetry (PIV) lieferte die Geschwindigkeits-
vektoren der Fliissigkeitsstromung aufierhalb des Kavitationsgebiets. BACHERT [7]
untersuchte aufierdem mit Hilfe der sogenannten PIV /LIF ~Methode? die Geschwin-
digkeitsvektoren der Zweiphasenstromung innerhalb des Kavitationsgebietes. Dieses
Verfahren wurde zum ersten Mal von FRIEDRICHS verwendet und ist in [36] genauer
beschrieben. Eine ausfiihrliche Beschreibung des Versuchsaufbaus und der Ergeb-
nisse der experimentellen Untersuchung findet sich bei BACHERT ET AL. [7] und
HOFMANN [48].

4.2.2 Verwendete Rechennetze

Zur Simulation der kavitierenden Strémung um das CLE- und das ALE-Profil wur-
de ein Multi-Block Rechennetz mit vier Blocken generiert, siche Abbildung 4.26.
Dabei wurde um das Profil ein O-Netz gelegt, das mit seinem Nachbarblock iiber
ein ,non-matching grid interface” verbunden ist, so dass die Zellenanzahl in den bei-
den Blocken nicht iibereinstimmen muss. Dadurch kann der innere Block, in dem
Kavitation auftritt, beliebig verfeinert werden, ohne dass die Anzahl der Rechen-
zellen im gesamten Stromungsfeld steigt. Fiir das O-Netz wurden drei verschiedene
Netzfeinheiten untersucht, siehe Tab. [4.1.

L!CLE = Circular Leading Edge
2ALE = Asymmetric Leading Edge
3LIF = Laser Induced Fluoreszenz
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Abbildung 4.26: Netz-Topologie zur Simulation der CLE-
Profilumstréomung

Grobe Auflésung 157 x 30 Zellen
Mittlere Auflésung | 197 x 45 Zellen
Feine Auflésung 237 x 60 Zellen

Tab.4.1: Verwendete Netzfeinheiten fiir das O-Netz

Zur Simulation der turbulenten kavitierenden Stromung wurden Turbulenzmodelle
mit Wandfunktion verwendet. Daher wurde darauf geachtet, dass der dimensionslose
Wandabstand der wandniichsten Zelle y*, siche Gleichung [2.67, zwischen y™ = 30
und y™ = 300 und somit im Giiltigkeitsbereich des logarithmischen Wandgesetzes
liegt. Der wandnichste Gitterpunkt hat bei allen verwendeten Rechennetzen unge-
fahr den gleichen Abstand, die Netzverfeinerung findet erst ab dem zweiten Gitter-
punkt statt. Der dimensionslose Wandabstand ™ der drei verwendeten Rechennetze
ist in Abbildung(4.27 iiber der x-Koordinate dargestellt.

10°
E Grobes Netz
- - Mittleres Netz
S Feines Netz

dimensionsloser Wandabstand Y plus

100 | |
x [m]
Abbildung 4.27: Dimensionsloser Wandabstand y™ bei verschieden
feiner Gitterauflosung
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4.2.3 Simulation der kavitationsfreien Stromung

Die Simulation der kavitationsfreien Stromung wurde mit dem Standard-k-e-Modell
unter Verwendung der Realizability-Methode nach MOORE & MOORE fiir alle drei
Netzfeinheiten durchgefiihrt. Zum Vergleich wurde auch eine Simulation mit einem
Low-Reynolds Turbulenzmodell durchgefiihrt, bei dem die Grenzschicht durch zu-
sitzliche Rechenzellen aufgelost wurde und keine Wandfunktion verwendet wurde.
In Abbildung 4.28 ist der berechnete dimensionslose Druckbeiwert C),, Gleichung
4.1, iiber der x-Koordinate aufgetragen. Es zeigt sich, dass die Saugspitze am Uber-
gang von der halbrunden Vorderkante zum Profil konstanter Dicke mit dem groben
und dem mittleren Rechennetz nur ungenau aufgelost werden kann, sieche Abbildung
4.28| Nur die mit dem feinen Netz ermittelte Druckverteilung entspricht nahezu der
mit Wandauflosung. Zur genauen Bestimmung des Punktes beginnender Kavitati-
on, d.h. incipient cavitation, o;., ist somit eine feine Netzauflésung unabdingbar. Die
bendtigte Rechenzeit steigt allerdings iiberproportional mit der Anzahl der Rechen-
zellen.

] ————- Grobes Netz 157 x 30 mit
obh | ———-- Mittleres Netz 197 x 45}Wandfunktion
Feines Netz 237 x 60
s Low-Re-Netz 347 x 70
ol \ |
0 0.05 0.1
X [m]

Abbildung 4.28: Vergleich der dimensionslosen Druckverteilung bei
verschieden feiner Auflésung

Da das Hauptaugenmerk dieser Arbeit auf der Simulation ausgebildeter Kavitati-
on liegt und die Druckverteilungen bis auf die Saugspitze nahezu iibereinstimmen,
kann jedoch davon ausgegangen werden, dass schon das grobe Netz zur Simulation
von Stromungen ausgebildeter Kavitation ausreichend genaue Ergebnisse liefert. Der
Einfluss der Feinheit des Rechennetzes auf das Ergebnis der instationéren Simulation
der kavitierenden Stromung wird im folgenden genauer untersucht.
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4.2.4 Instationir kavitierende Stromung

Zunichst wird der entwickelte CFD-Code zur Simulation der kavitierenden CLE-
Profilumstrémung bei einem Anstellwinkel von 8 = 5° angewandt. Simulationen
wurden fiir Reynolds-Zahlen von Re = 1.3 - 10% und Re = 1.6 - 10° bei Kavitations-
zahlen zwischen o = 2.0 und o = 2.7 durchgefiihrt. Als Fluid wurde im Experiment
mit Luft gesittigtes Wasser verwendet. Bei der Simulation wurde als Fluid Wasser
mit ng = 1 - 108 Keimen mit einer Keimgrofie Ry = 30 - 1075 m angenommen, um
eine moglichst gute Ubereinstimmung mit dem Experiment zu erhalten.

Eine Periode des instationiren Kavitationsvorganges ist beispielhaft fiir Re = 1.3-10°
und o = 2.0 in Abbildung dargestellt. Zunéchst wichst das Kavitationsgebiet
stabil an, bis sich ein Re-Entrant-Jet ausbildet. Dadurch 16st ein Teil des Kavitati-
onsgebietes ab und wird von der Hauptstromung mittransportiert, wihrend sich die
Hauptkavitationszone zuriickbildet, bis der Vorgang periodisch von neuem beginnt.
Dargestellt sind jeweils der Konturplot des Phasenanteils fiir 0 < o < 1 und die
zugehorigen Stromungsvektoren.

LR
ST

Abbildung 4.29: Dampfanteil und Stromlinien fiir eine Periode der
instationidr kavitierenden Stréomung um das CLE-Profil mit einem
Anstellwinkel von 3 = 5° bei einer Reynoldszahl von Re = 1.3 - 106,
einem Kavitationsbeiwert ¢ = 2.0 und einem Zeitinkrement AT =
T'/6, Simulation mit dem k-e-Modell und der Realizability-Methode
nach MOORE & MOORE [78]
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Im Vergleich dazu zeigt Abbildung(4.30/ den mit einer Hochgeschwindigkeitskamera
aufgenommenen Kavitationsvorgang aus dem Experiment von HOFMANN [49]. Die
beobachtete Frequenz der Wolkenablosung liegt bei 300 Hz, was einer Strouhal-
Zahl von St = 0.25 entspricht. Die Reynolds-Zahl in diesem Experiment betréigt
Re = 1.6 - 10 und der Kavitationsbeiwert ist o = 2.7.
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Abbildung 4.30: Hochgeschwindigkeitsaufnahmen einer Periode des
Kavitationsvorgangs bei Re = 1.6 - 10% und o = 2.7 [49]

Bei der Beobachtung der kavitierenden Strémung mit bloem Auge kann natiirlich
keine instationdre Blasenablosung wahrgenommen werden, da der Vorgang viel zu
schnell ablduft. Man sieht daher eine geschlossen wirkende Kavitationsschicht, die
am hinteren Ende leicht oszilliert.

Entscheidend fiir die richtige Simulation des Re-Entrant-Jets und der Ablésung der
Kavitationszone bei der Profilumstromung ist auch bei diesem Testfall die Turbu-
lenzmodellierung. Aufgrund der Kavitation entsteht bei der Simulation ein Bereich
sehr hoher turbulenter Viskositdt am Ende der Kavitationszone, sieche Kapitel 4.1.3.
Dieser Effekt wird zusétzlich verstérkt durch die falsche Berechnung der turbulenten
kinetischen Energie im Staupunkt, sieche Abbildung Das Standard-k-e-Modell
iiberschétzt die turbulente kinetische Energie und damit die turbulente Viskositét
im Bereich des Staupunkts, siehe auch SKODA [110]. Die im Staupunktbereich iiber-
schétzte turbulente kinetische Energie wird dann mit der Stromung konvektiert und
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fithrt zu einer zusétzlichen Erhchung der turbulenten Viskositét im Bereich der Ka-
vitationszone. Deshalb wird in dieser Arbeit die Realizability-Methode nach MOORE
& MOORE [78] verwendet, um diese sogenannte Staupunktanomalie zu vermeiden.
Die Dichte-Korrektur nach REBOUD ET AL. [89] wird nicht zur Simulation kavitie-
render Profilumstromungen verwendet.
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Abbildung 4.31: Vergleich der berechneten turbulenten kinetischen
Energie der wandnichsten Zelle entlang der Profiloberfliche mit
dem Standard-k-e-Modell mit und ohne Realizability Bedingung

Fiir die instationédre Simulation der kavitierenden Strémung ist es zusétzlich wichtig,
das Rechennetz im Kavitationsgebiet ausreichend fein aufzul6sen. Der Bereich des
Re-Entrant-Jets muss mit mehreren Rechenzellen aufgelost werden, andernfalls kann
die Riickstromung nicht richtig vorhergesagt werden.

Die aus den Simulationsergebnissen bestimmte Frequenz der Wolkenablésung und
somit auch die Strouhal-Zahl des Vorganges hingen von dem bei der Simulation ge-
wihlten Zeitschritt und der gewéhlten Netzfeinheit ab. Je kleiner der Zeitschritt bei
der Simulation gewihlt wird, desto weiter ndhert sich die vorhergesagte Strouhal-
Zahl des Vorgangs einem konstanten Wert an, der mit dem experimentell ermittelten
gut iibereinstimmt. Mit Zeitschritten kleiner als At = 1-10"° s kann mit dem ge-
wihlten Netz keine Verbesserung mehr erreicht werden. Der Einfluss von Zeitschritt
und Rechennetz auf das zeitliche Verhalten der Strémungslésung ist beispielhaft fiir
eine Reynoldzahl von Re = 1.3 - 10° und einen Kavitationsbeiwert von ¢ = 2.5 in
Abbildung [4.32 dargestellt.

Die Frequenz der Kavitationswolkenablosung wurde im Experiment sowohl durch
die Beobachtung des instationiiren Vorgangs mit Hilfe einer Hochgeschwindigkeits-
kamera als auch mit einer Fourier-Analyse der Druckschwankungen auf dem Profil
untersucht, siche HOFMANN ET AL. [49]. Die Ergebnisse beider Methoden stimmen
dabei sehr gut {iberein. Die Frequenz des Kavitationsvorgangs nimmt mit sinkendem
Kavitationsbeiwert ab. In Abbildung[4.33 sind die von der numerischen Simulation
fiir verschiedene Kavitationsbeiwerte vorhergesagten Ablosefrequenzen im Vergleich
zu den im Experiment beobachteten dargestellt. Zusétzlich sind berechnete Werte
der numerischen Simulation von REBOUD ET AL. [88] fiir zwei Kavitationsbeiwerte
dargestellt.
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Abbildung 4.32: Einfluss des gewéhlten Zeitschritts und der verwen-

deten Netzfeinheit auf die Strouhal-Zahl des Kavitationsvorgangs;
CLE-Profilumstrémung bei Re = 1.3 - 10° und o = 2.0
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Abbildung 4.33: Abhingigkeit der Frequenz der Wolkenablosung
vom Kavitationsbeiwert

Das instationéire Verfahren gibt die reale kavitierende Strémung gut wieder. Sowohl
die Bildung eines Re-Entrant-Jets als auch die Ablésung von Kavitationswolken
werden gut vorhergesagt. Die Grofle des vorhergesagten Kavitationsgebietes stimmt
gut mit den im Experiment gemessenen Ausdehnungen iiberein. Das entwickelte

Verfahren ist somit in der Lage, die Zeitabhéingigkeit des Ablosevorgangs richtig
vorherzusagen.
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4.2.5 Stationire Simulation der kavitierenden 3D-Stréomung

Von BACHERT [7] wurden die mit 15° bzw. 25° gepfeilten ALE-Profileexperimentell
untersucht. Die beiden Profile, siehe Abbildung 4.34, sind jeweils mit 5° zur Stro-
mung angestellt. Simulationen wurden analog zur experimentellen Untersuchung fiir
eine Reynolds-Zahl von Re = 1.3 - 10® mit Kavitationszahlen von o = 2.5, 0 = 2.3
und ¢ = 2.0 durchgefiihrt. Die verwendete Netztopologie entspricht der bei der
2D-Geometrie verwendeten, sieche Abbildung4.26.

Abbildung 4.34: ALE-Profile mit 15° bzw. 25° Pfeilung

Zunichst wird die kavitierende Stromung um das ALE-Profil mit 15° Pfeilung be-
trachtet. Abbildung 4.35 zeigt die von der Simulation vorhergesagten Kavitations-
gebiete als Iso-Kontur-Plots fiir einen Dampfanteil von o = 10%. Diese werden in
Abbildung 4.36/ Aufnahmen des Kavitationsgebietes aus dem Experiment gegeniiber-
gestellt. Die Farbskala aus den Aufnahmen des Experiments hingt von der Stérke
der lokalen Lichtreflexion ab und gibt keine Auskunft {iber den lokalen Dampfanteil.
Sowohl im Experiment als auch in der Simulation ist das Kavitationsgebiet an der
in Stromungsrichtung linken Seite des gepfeilten Profils kiirzer. Die Kavitationszone
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wichst dann zur Mitte hin an und hat nach etwa zwei Drittel der Profiltiefe seine
grofite Ausdehnung. Dies wird von der Simulation qualitativ richtig vorhergesagt.

Abbildung 4.35: Berechnete Ausdehnung Abbildung 4.36: Aufnahme des Kavitati-

des Kavitationsgebietes bei 0 = 2.5 und  onsgebietes aus dem Experient fiir o =
einem Pfeilungswinkel 8 = 15°; darge- 2.5 bei einem Pfeilungswinkel von 8 =
stellt ist die Isofliche fiir einen Dampf- 15°; die Farbskala gibt keine Auskunft
volumenanteil von a = 10% iiber den Phasenanteil

Dieser 3D-Effekt ist beim Pfeilungswinkel von 25° noch ausgeprigter, sieche Abbil-
dung4.37 bis'4.40. Hier tritt auf der linken Seite des Profils iiberhaupt keine Kavita-
tion auf. In der Ndhe der Frontscheibe 16st das Kavitationsgebiet ab und es kommt
zur instationdren Ablosung der Kavitationswolken. Bei sinkender Kavitationszahl
prigt sich dieser Effekt stéirker aus.

Sowohl im Experiment, als auch in der Simulation, wird deutlich, dass ein gréflerer
Pfeilungswinkel zu einer stirker ablosenden Kavitation in der Ndhe der Frontscheibe
fithrt. Die gezeigten Kontur-Plots geben allerdings nur einen qualitativen Vergleich
zwischen Simulation und Experiment.
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Abbildung 4.37: Berechnete Ausdehnung Abbildung 4.38: Aufnahme des Kavitati-

des Kavitationsgebietes bei ¢ = 2.5 und
einem Pfeilungswinkel 8 = 25°; darge-
stellt ist die Isofliche fiir einen Dampf-
volumenanteil von a = 10%

Abbildung 4.39: Berechnete Ausdehnung
des Kavitationsgebietes bei ¢ = 2.0 und
einem Pfeilungswinkel 8 = 25°; darge-
stellt ist die Isofliche fiir einen Dampf-

volumenanteil von a = 10%

onsgebietes aus dem Experient fiir o =
2.5 bei einem Pfeilungswinkel von 8 =
25°; die Farbskala gibt keine Auskunft
iiber den Phasenanteil

Abbildung 4.40: Aufnahme des Kavitati-
onsgebietes aus dem Experient fiir o =

2.0 bei einem Pfeilungswinkel von 8 =
25°; die Farbskala gibt keine Auskunft
itber den Phasenanteil

Eine genauere Validierung der berechneten Ergebnisse ist durch den Vergleich der
berechneten Geschwindigkeitsverteilung mit den bei der PIV/LIF-Messung erhalte-
nen Stromungsvektoren moglich. In Abbildung/4.41 sind die berechneten Stromlinien
bei dem ALE-Profil mit 15° Pfeilung in einem Schnitt 5 mm von der Frontscheibe
entfernt fiir den Kavitationsbeiwert o = 2.0 dargestellt. Die im Experiment gemes-
senen Geschwindigkeitsvektoren werden in Abbildung gezeigt. Die stationéire
Simulation gibt den Geschwindigkeitsverlauf der kavitierenden Stromung gut wie-
der. Bei niedrigem Kavitationsbeiwert bildet sich der Re-Entrant-Jet aus, und das
Kavitationsgebiet 16st vom Profil ab. Dies wird von der stationédren Simulation rich-
tig vorhergesagt.
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Abbildung 4.41: Berechnete Ausdehnung des Kavitationsgebietes
und Stromlinien in der Ndhe der Frontscheibe; ALE-Profil mit ei-
nem Pfeilungswinkel von 8 = 15° bei o = 2.0

Abbildung 4.42: Gemessene Stromungsvektoren in der Néhe der
Frontscheibe; ALE-Profil mit einem Pfeilungswinkel von g = 15°
b bei 0 = 2.0

Tabelle 4.2 vergleicht die berechneten und gemessenen mittleren Geschwindigkei-
ten des Re-Entrant-Jets in der Nihe der Frontscheibe. Es wird deutlich, dass
die Simulation die Riickstromung fiir kleine Pfeilungswinkel unterschétzt. Der 3D-
Effekt aufgrund der Pfeilung wird vom CFD-Code fiir kleine Pfeilungswinkel nicht
richtig vorhergesagt. Fiir grofle Pfeilungswinkel wird die mittlere Re-Entrant-Jet-
Geschwindigkeit dagegen relativ gut vorhergesagt.

Ure—entrant—edlm/s] | B=15" | B=15° | f=25° | =25
Experiment | Simulation | Experiment | Simulation
o=25 -3.3 -0.6 -2.2 -1.9
oc=23 -4.2 -1.3 -4.6 -3.3
oc=2.0 -3.3 -1.7 -3.3 -2.5

Tab. 4.2: Vergleich der berechneten und gemessenen mittleren Re-Entrant-Jet-

Geschwindigkeit in der Nahe der Frontscheibe




113

Kapitel 5

Stromung in einem Laufrad einer
radialen Kreiselpumpe RP28

5.1 Testfall

Der entwickelte CFD-Code wurde zur Simulation der kavitierenden Stromung durch
ein Laufrad einer Radialpumpe mit der spezifischen Drehzahl n, = 26 1/min verwen-
det. Die kavitierende Laufradstromung wurde am Fachgebiet fiir Turbomaschinen
und Fluidantriebstechnik an der TU Darmstadt experimentell untersucht.

Die Laufradgeometrie ist dreidimensional und entspricht einer in der Praxis iiblichen
Ausfiihrung. Das Laufrad besitzt sechs Schaufeln, der Austrittsdurchmesser betrigt
260 mm, und die Austrittsbreite ist 23.5 mm. Die Deckscheibe ist aus PMMA und
durchsichtig, damit im Experiment Aufnahmen der Strémung gemacht werden kon-
nen. Es wurden Untersuchungen mit einer Spaltweite des saugseitigen Spaltes von
s = 0.25 mm und s = 0.5 mm durchgefiihrt. Abbildung (5.1 zeigt eine Aufnahme
des Laufrades mit der durchsichtigen Deckscheibe. Die Abstromung des Laufrades
erfolgt in einen schaufellosen Kreisringdiffusor. Uber eine Umlenkscheibe gelangt
das Fluid in einen Ringraum, von dem 12 Schlauchleitungen in einen Sammelflansch
fiihren, siehe Abbildung 5.2. Dadurch soll eine rotationssymmetrische Druckvertei-
lung am Laufradaustritt sicher gestellt werden, um instationédren Einfliisse auf das
Kavitationsbild auf den Laufschaufeln zu vermeiden.

Der Luftgehalt des Fluids wurde mit Hilfe des sogenannten ,,Brandtschen Appara-
tes” bestimmt, siche BACHERT UND STOFFEL [8]. Es wurde sichergestellt, dass das
Fluid mit Luft geséttigt ist. Die Férderhohe wurde iiber die Differenz des statischen
Druckes von Eintritt zu Austritt der Pumpe errechnet. Die Druckmessbohrungen
liegen am Austritt bei einem Durchmesser von 250 mm und am Eintritt 550 mm
vor dem Saugmund. Bei einer Nenndrehzahl von n = 1750 1/min liefert das Lauf-
rad im dazugehorigen Gehiuse einen Nennvolumenstrom von @,y = 125 m3/h. Bei
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einer Drehzahl von n = 2000 1/min liegt der Volumenstrom im Optimalpunkt bei
Qopt = 143 m?/h. Eine detaillierte Beschreibung des Versuchsstandes findet sich
bei HOFMANN [48]. Die Versuchspumpe und die verwendete Messtechnik sind bei
BACHERT & STOFFEL [8] beschrieben.

Abbildung 5.2: Schnitt durch die Versuchspumpe



5.2. VERWENDETE RECHENNETZE 115

5.2 Verwendete Rechennetze

Bei der Simulation der Laufradstromung wurde eine sogenannte ,,free impeller” Simu-
lation durchgefiihrt. Das bedeutet, dass die stationdre Relativstromung in nur einem
Schaufelkanal berechnet wird. Der Einfluss der Spaltstrémung wird bei der Simula-
tion der Laufradstromung zun#chst vernachlissigt. Zur Vernetzung eines Schaufel-
kanals wurde eine 1-Block-H-Topologie mit 112 000 Rechenzellen verwendet. Dieses
Rechennetz ist in Abbildung (5.3 in der konformen Abbildung dargestellt. Bei der
Netzgenerierung wurde darauf geachtet, dass der dimensionslose Wandabstand y*
an allen Wénden im Giiltigkeitsbereich des logarithmischen Wandgesetzes liegt. Zur
Berechnung der Laufradkennlinie wird das Rechennetz bis zum Radius r = 250 mm
gezogen, da im Experiment bei diesem Radius die Druckmessstellen fiir den druck-
seitigen statischen Druck liegen. Zur Simulation der Férderhohenabfallkurven wird
das Rechennetz nur bis kurz hinter die Schaufelhinterkante bei r = 150 mm gefiihrt,
damit die Stromung im radialen Diffusor nicht mitberiicksichtigt werden muss.
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Abbildung 5.3: Darstellung des verwendeten Rechennetzes in der
konformen Abbildung

Zur Beriicksichtigung des Einflusses der Spaltstromung wird das Rechengebiet um
den saugseitigen Radseitenraum erweitert. Dabei wird wie im Experiment eine Spalt-
weite von s = 0.5 mm eingestellt. Auch bei der Generierung des Radseitenraum-
netzes wird das y1-Kriterium beachtet. Das Multi-Block-Rechennetz zur Simulation
der Laufradstromung mit Radseitenraum ist im Meridianschnitt in Abbildung 5.4
dargestellt. Es wurden Simulationen der Strémung sowohl mit als auch ohne Be-
riicksichtigung des Radseitenraumes durchgefiihrt.
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Abbildung 5.4: Darstellung des verwendeten Rechennetzes bei Be-
riicksichtigung des Radseitenraumes im Meridianschnitt

5.3 Simulation des Betriebsverhaltens

Bei der stationdren Simulation der Laufradstrémung wird der Volumenstrom durch
die Geschwindigkeit am Einstromrand eingestellt. Der statische Druck wird als
Randbedingung am Ausstromrand vorgegeben. Zur Berechnung der Kennlinie wird
zundchst die kavitationsfreie, d.h. die einphasige Strémung durch das Laufrad si-
muliert. Dabei wird die Forderh6he H, die aus der Differenz der statischen Driicke
zwischen Laufradaus- und Eintritt ermittelt wird, iiber dem Volumenstrom () auf-
getragen.

H: pSQ_pSI’ (5.1)
Py

In Abbildung/5.5 sind die berechneten Kennlinien im Vergleich mit den gemessenen
fiir den untersuchten Drehzahlbereich dargestellt. Im betrachteten Lastbereich zeigt
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sich eine gute Ubereinstimmung zwischen Simulation und Messung. Die Erhohung
der Drehzahl bewirkt eine Verschiebung der Kennlinie hin zu einer entsprechend
groferen Forderhohe.

Die vorhergesagten Kennlinien liegen etwas hoher als die gemessenen, da bei der Si-
mulation die Spaltstrémung zunichst nicht beriicksichtigt wurde. Der Spalteinfluss
wurde exemplarisch fiir die Drehzahl n = 2000 1/min untersucht. Aufgrund des
Spaltvolumenstroms sinkt dabei die Forderhohe im Vergleich zur spaltfreien Simu-
lation, siehe Abbildung(5.5. Diese Differenz erklirt sich durch den um den Spaltvo-
lumenstrom vergréflerten Laufradvolumenstrom, bedingt durch die Spaltstrémung,
bei konstantem Anlagenvolumenstrom. Die unter Beriicksichtigung des saugseitigen
Radseitenraumes errechnete Kennlinie stimmt mit der gemessenen Kennlinie sehr
gut iiberein.

Auf die Spaltstromung und deren Auswirkungen auf die kavitierende Laufradstro-
mung wird in Kapitel (5.6 detailliert eingegangen.
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Abbildung 5.5: Vergleich der vorhergesagten und gemessenen Kenn-
linie des Laufrades fiir n = 1750 1/min und n = 2000 1/min
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5.4 Simulation des Forderhohenabfalls

Ausgangspunkt fiir die Berechnung der Forderhéhenabfallkurven ist eine stationére
Stromungssimulation bei ausreichend hohem Druckniveau, so dass der minimale sta-
tische Druck im Strémungsfeld grofler ist als der Dampfdruck und somit eine kavi-
tationsfreie Stromung garantiert ist. Das Druckniveau wird dann sukzessive iiber
die Druckrandbedingung am Ausstromrand abgesenkt. In Gebieten, in denen der
statische Druck den Dampfdruck unterschreitet, bilden sich Dampfstrukturen. Die
Schrittweite der Druckabsenkung kann anfangs noch grof§ gew#hlt werden. Bei aus-
gebildeter Kavitation muss der Druck in sehr kleinen Schritten gesenkt werden, um
den Steilabfall der Férderhohe richtig vorherzusagen. Nach jeder stationédren Simula-
tion wird das Ergebnis gespeichert und ausgewertet. Fiir jedes Druckniveau wird die
Forderhohe aus Gleichung 5.1/und der NPSH-Wert am Eintritt des Stromungsfeldes
aus Gleichung bestimmt.

Als Kriterium fiir die Konvergenz des Verfahrens wurde bei der Simulation des For-
derhohenabfalls eine Verringerung der Residuen fiir Druck, Geschwindigkeit und
Dampfvolumenanteil um vier Gréfienordnungen angenommen, d.h. Res = 1-10%.
Dieses Kriterium kann bei sehr grofien Kavitationsgebieten im Laufrad nicht in allen
Fillen erreicht werden. Dies liegt an der Annahme eines konstanten Volumenstroms
am Eintritt. Der Einfluss der Versperrungswirkung auf den Volumenstrom wird nicht
beriicksichtigt. Deshalb wird ab einem Foérderhéhenabfall von 3% als Konvergenz-
kriterium Res = 5 - 10~% verwendet. Im Bereich des Steilabfalls tritt die Kavitation
auflerdem stark instationér auf, was bei der stationdren Simulation zu zusétzlichen
Instabilitédten fiihren kann.

Bei der Simulation wurde als Fluid Wasser mit der Dichte p;, = 998.4 kg/m3 und
der molekularen Viskositéit p; = 1.02 - 1073 Pa s verwendet. Das Fluid hat einen
Dampfdruck von p, = 3168 Pa bei einer Temperatur von 7' = 298 K. Ferner wurde
angenommen, dass sich im Wasser ny = 10® Keime pro m?® mit einem minimalen
Radius von Ry = 10=% m befinden. Die Dichte des Wasserdampfes wurde konstant
py = 0.1 kg/m? gesetzt. Ein Turbulenzgrad am Eintritt des Rechengebietes von
Tu = 2% wurde angenommen.

Einen Vergleich des vorhergesagten und des gemessenen Verlaufes des relativen For-
derhohenabfalls H/Hj fiir die Drehzahlen n = 1750 1/min und n = 2000 1/min
beim jeweiligen Nennvolumenstrom zeigt Abbildung Bei der Drehzahl n =
1750 1/min tritt zum ersten Mal bei einem Druckniveau von NPSH;c = 2.86 m
Kavitation auf. Der Steilabfall der Férderh6he beginnt bei NPSHszy = 1.97 m. Im
Experiment wurde ein Wert von NPSH3zy = 2.06 m gemessen. Bei der Drehzahl
n = 2000 1/min setzt die Kavitation bei NPSH;c = 3.73 m ein. Fiir den Steilabfall
wird NPSHsy = 2.46 m vorhergesagt, das Experiment liefert NPSHsy, = 2.56 m.
Die Abweichung der vorhergesagten Ergebnisse der Simulation von den Ergebnissen
der Messung liegt in der Gréflenordnung der Messunsicherheit.
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Abbildung 5.6: Vergleich des vorhergesagten und gemessenen rela-
tiven Forderhohenabfalls bei der Drehzahl n = 1750 1/min und
n = 2000 1/min im jeweiligen Optimalpunkt

Die Forderhshenabfallkurven fiir die Betriebspunkte von @ = 0.8 - Qo bis Q =
1.2 - Qupt bei der Drehzahl n = 2000 1/min sind in Abbildung (5.7 dargestellt. Es
ist zu erkennen, dass es fiir einen hohen Volumenstrom () = 1.2 -}, zu einem
,schleichenden” Forderhéhenabfall kommt, d.h. die Kavitation setzt schon bei ho-
hen NPSH-Werten ein, und die ForderhShe sinkt relativ stetig und langsam ab.
Fiir Volumenstrome zwischen @ = 1.1 - Qo und @ = 0.9 - Q,p; setzt die Kavitati-
on erst bei niedrigen NPSH-Werten ein, und es kommt zu einem plotzlichen, sehr
steilen Abfall der Forderhohe. Fiir Q = 0.9 - Q5+ findet unmittelbar vor dem Steil-
abfall sogar eine leichte Erhéhung der Férderhohe statt. Der Forderhdhenabfall bei
Q = 0.8 - Qop verlduft dagegen nicht mehr ganz so steil. Das Kavitationsverhalten
der Kreiselpumpe wird vom Experiment bestétigt. Es entspricht tendenziell dem
Verhalten einer in FROBENIUS ET AL. [40] untersuchten Radialpumpe.
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Abbildung 5.7: Berechneter Férderhthenabfall fiir verschiedene Vo-
lumenstrome bei der Drehzahl n = 2000 1/min

Die aus den berechneten Forderhhenabfallkurven ermittelten Werte fiir beginnen-
de Kavitation NPSHc und den 3%-Forderhohenabfall N PS Hjg, bei der Drehzahl
n = 1750 1/min sind in Abbildung 5.8 dargestellt. Zum Vergleich sind die aus den
Messungen der Hersteller-Firma und dem Experiment am Pumpenpriifstand ermit-
telten N P.S Hsy,-Werte aufgetragen. Die Ubereinstimmung zwischen Simulation und
Experiment ist im gesamten betrachteten Bereich sehr gut. Die Abweichung der vom
Hersteller angegebenen Werte liegt daran, dass dort das Laufrad mit anschlieender
Spirale betrieben wurde und nicht mit einem unbeschaufelten Radialdiffusor.

Den Vergleich der NPS H3sy-Werte aus der Simulation mit den im Experiment bei
der Drehzahl n = 2000 1/min gemessenen zeigt die Abbildung[5.9. Auch hier ist die
Ubereinstimmung zwischen Simulation und Experiment im gesamten untersuchten
Volumenstrombereich sehr gut. Das Kavitationsverhalten bei n = 2000 1/min ist
dem bei der Drehzahl n = 1750 1/min sehr &hnlich.

Bei beiden Drehzahlen ist deutlich erkennbar, dass die NPS Hsy-Kurve nicht dem
NPSHjc-Verlauf folgt. Dieses fiir Kreiselpumpen niedriger spezifischer Drehzahl
typische Verhalten kann damit erklart werden, dass der zentrifugale Anteil an der
Energieumsetzung im Laufrad insbesondere bei Teillast so grofl wird, dass die hy-
drodynamischen Vorgéinge im Bereich der Vorderkante, d.h. die Ausbildung der Ka-
vitation oder die Fehlanstromung bei Teil- und Uberlast, kompensiert werden und
deshalb die Férderhohe lange auf hohem Niveau bleibt.
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Abbildung 5.8: Vergleich der berechneten und gemessenen
N PSHsy-Werte sowie berechneter NPSHjrc-Werte als Funktion
des bezogenen Volumenstroms bei der Drehzahl n = 1750 1/min
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Abbildung 5.9:

Vergleich der berechneten und gemessenen

NPSHsy-Werte sowie berechneter NPSHrc-Werte als Funktion
des bezogenen Volumenstroms bei der Drehzahl n = 2000 1/min
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5.5 Analyse des Forderhohenabfalls

Zur Analyse des Forderhohenabfalls sollen die Kavitationserscheinungen fiir die
Drehzahl n = 2000 1/min im Optimalpunkt @ = 143 m3/h genauer untersucht
werden. Es werden fiinf Zusténde entlang der Férderhohenabfallkurve untersucht,
sieche Abbildung(5.10. Dabei kennzeichnet Punkt A den Punkt beginnender Kavita-
tion. Die Forderhohe fillt zunéchst bei sinkendem N PSH-Wert nur sehr langsam
ab. Bei Punkt B betrigt die Forderhéhe nur noch 99% der urspriinglichen Foérder-
hohe und bei Punkt C' 98%. Der 3%-Forderhohenabfall tritt im Punkt D auf und
im Punkt E ist die Forderhohe auf 95% der urspriinglichen Forderhohe gesunken.
Ab dem Punkt E bleibt der NPSH-Wert konstant.
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Abbildung 5.10: Analyse des Forderhohenabfalls bei der Drehzahl
n = 2000 1/min im Optimalpunkt Q = Qupt = 143m?/h

Fiir die anderen in der Simulation untersuchten Volumenstréme ergeben sich prin-
zipiell die gleichen Kavitationserscheinungen. In Abhéngigkeit vom Volumenstrom
und damit von der Schaufelanstrémung sind aber Druck- und Saugseitenkavitation
verschieden stark ausgeprigt. Da im Optimalpunkt sowohl Druck- als auch Saugsei-
tenkavitation schon bei niedrigem Forderh6henabfall auftreten, wird dieser Betriebs-
punkt als der allgemeingiiltigste der untersuchten Félle angesehen und zur Analyse
der Ursachen fiir den Forderh6henabfall verwendet.
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5.5.1 Experimentelle Beobachtungen

Im Experiment wurden neben der Messung der Pumpenkennlinie und der Abrisskur-
ven auch optische Untersuchungen der Laufradkavitation durchgefiihrt. Optischer
Zugang ist im Saugmundbereich und im radialen Bereich gegeben. Der dazwischen
liegende Teil des Laufrades kann nicht eingesehen werden, so dass der Ort der be-
ginnenden Kavitation nicht exakt detektiert werden kann.

Bei den experimentellen Untersuchungen wurde beobachtet, dass schon ab einem
Druckniveau von NPSH = 5.5 m Spaltkavitation auftritt. Bei der untersuchten
Spaltweite von s = 0.25 mm ist die Spaltkavitation nicht sehr stark ausgeprigt und
kann bei der Simulation vernachléssigt werden. Sie hat allerdings bei der Spaltwei-
te s = 0.5 mm entscheidenden Einfluss auf die Ausbildung der Kavitationsgebiete.
Auf die Spaltkavitation und deren Auswirkung wird gesondert im Kapitel ein-
gegangen. Auf der Saugseite wurde fiir hohe NPSH-Werte Einzelblasenkavitation
festgestellt. Beim Steilabfall der Férderhohe kommt es zu Schichtkavitation auf der
Saugseite. Aulerdem tritt Kavitation auch im radialen Bereich auf. Dies bedeutet,
dass die Kavitationsgebiete von der Schaufeldruck- und Saugseite bis in den radialen
Bereich transportiert werden. Dieser Vorgang ist starken zeitlichen Schwankungen
unterworfen, was im Experiment sehr gut beobachtet werden konnte. Die Spaltka-
vitation ist auch beim Steilabfall der Forderhohe starker ausgepragt.

5.5.2 Versperrungswirkung

Die in Abbildung dargestellten Punkte der Férderhhenabfallkurve sollen nun
genauer betrachtet werden. In Abbildung ist der Dampfvolumenanteil in der
konformen Abbildung und im Meridianschnitt auf der Druck- und auf der Saugsei-
te der Schaufel fiir die betrachteten Zustinde dargestellt. Kavitation entsteht zu-
néchst auf der Saugseite (A). Das saugseite Kavitationsgebiet wichst bei sinkendem
NPSH-Wert an, die Férderhohe bleibt davon zunéchst nahezu unberiihrt (B). Der
Dampfvolumenanteil innerhalb des saugseitigen Kavitationsgebietes ist sehr hoch,
40% < a < 90%, was auf Schichtkavitation schliefien 148t. Die Férderhohe beginnt
erst zu sinken, wenn auch auf der Druckseite der Schaufel Kavitation entsteht. Bei
NPSH = 2.80 m ist das Kavitationsgebiet auf der Druckseite in der Nidhe der Deck-
scheibe gerade eben erkennbar (B). Dieses Kavitationsgebiet wichst bei sinkendem
Druckniveau an und breitet sich bis etwa zur Hilfte der Schaufelh6he aus. Es liegt
genau im Bereich des engsten Querschnitts zwischen den Schaufeln und triagt da-
mit entscheidend zum Forderhohenabfall bei. Der Dampfvolumenanteil innerhalb
des druckseitigen Kavitationsgebietes ist niedriger als bei der Saugseitenkavitation,
10% < a < 60%. Wenn auch das saugseitige Kavitationsgebiet den engsten Quer-
schnitt erreicht hat, bricht die Férderhohe vollstéindig zusammen (D und E).
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Konforme Abbildung Druckseite Saugseite
NPSH =3.65m
H/HO =100 %
A
NPSH=2.80m
H/HO =99 %
B
NPSH=2.57m
H/HO =98 %
C
NPSH =2.46 m
H/HO =97 %
D
NPSH =2.36 m
H/HO=95%
E

Abbildung 5.11: Ausbildung der Kavitationszonen auf der Saug- und
Druckseite bei sinkendem NPSH-Wert
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Der Dampfvolumenanteil o im engsten Querschnitt ist fiir einen Férderhohenabfall
von 1%, 3% und 5% in Abbildung 5.12 dargestellt. Hier wird die Versperrungswir-
kung der Kavitation deutlich: Bei einem Forderhohenabfall von 1% hat das Kavitati-
onsgebiet auf der Saugseite den engsten Querschnitt noch nicht erreicht. Der Dampf-
anteil auf der Druckseite ist noch sehr gering, o < 2%. Bei 3% Foérderhohenabfall
ist der Dampfanteil sowohl auf der Druck- als auch auf der Saugseite auf o > 10%
gestiegen. Das Kavitationsgebiet versperrt fast 5% des engsten Querschnitts. Beim
Totalabfall erreicht der Dampfvolumenanteil auf Druck- und Saugseite Werte von
a > 20%. Das Kavitationsgebiet wird vor allem auf der Saugseite sehr dick und
versperrt etwa 10% des engsten Querschnitts.
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= 021
> !
< |
z N [ 5% Forderhéhenabfall "
e - 3% Forderhohenabfall :
S0.15F — — — - 1% Forderhdhenabfall ;
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0 0.1 0.2 0.8 0.9 1
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Abbildung 5.12: Dampfanteil im engsten Querschnitt zwischen der
Druck- und der Saugseite bei zunehmendem Foérderh6henabfall

Bei der Untersuchung einer dhnlichen Radialpumpe, sieche FROBENIUS ET AL. [40],
wurde festgestellt, dass es sich bei der Saugseitenkavitation in der Regel um eine
quasi-stationéire Schichtkavitation handelt. Sie verindert bei geringer Kavitations-
dicke zunédchst nur den Auftrieb des angestréomten Profils und kann dabei sogar
zu einer Erhohung der Forderhohe beitragen. Fiir den Férderhéhenabfall ist die
saugseitige Schichtkavitation nicht so stark verantwortlich. Dagegen tritt Drucksei-
tenkavitation immer stark instationér auf. Sie 16st dann vom Profil ab und kann bis
in den radialen Bereich hinein transportiert werden. Bei der stationéiren Simulation
des Forderhohenabfalls werden diese instationéren Effekte nicht modelliert. Dennoch
wird aus den Abbildungen [5.11 und deutlich, dass die druckseitige Kavitation
mafgeblich fiir den Forderhéhenabfall verantwortlich ist.
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5.5.3 Einfluss der Kavitation auf die Schaufeldruckvertei-
lung

Der Einfluss der Kavitation auf die Schaufeldruckverteilung ist in Abbildung [5.13
dargestellt. Der dimensionslose Druck C,, Gleichung (4.1} ist {iber der dimensionslo-
sen Schaufellinge s/s,q, fiir den Punkt beginnender Kavitation (A) und den 3%-
Foérderhshenabfall (D) aufgetragen. Die linke Seite der Abbildung zeigt den C)-
Verlauf in der Mitte des Stromungskanals, die rechte den C)-Verlauf auf einer Strom-
bahn nahe der Deckscheibe. Durch die Druckabsenkung entsteht ein relativ langes
Kavitationsgebiet auf der Saugseite, bei dem der Druck gleich dem Dampfdruck
ist. Das Kavitationsgebiet auf der Druckseite ist kleiner, allerdings treten auf der
Druckseite sehr starke Druckgradienten auf. Eine Beeinflussung der Druckverteilung
im radialen Bereich der Schaufel durch die Kavitation ist noch nicht feststellbar.
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Abbildung 5.13: Vergleich des Cp-Verlaufes in der Mitte des Strémungs-
kanals (links) und in der Nihe der Deckscheibe (rechts) bei beginnender
Kavitation (A) und beim 3% -Foérderhohenabfall (D)

Die Schaufeldruckverteilung in der Mitte des Stromungskanals wird in Abbildung
genauer betrachtet. Bei beginnender Kavitation liegt der Druck auf der Schau-
feldruckseite in der Mitte des Stromungskanals noch deutlich {iber dem Dampfdruck,
wahrend auf der Schaufelsaugseite schon Kavitation entsteht. Die Saugseitenkavita-
tion bewirkt eine Beschleunigung der Stromung, was zu einem weiteren Absinken
des statischen Druckes fiihrt. Dieser Effekt verstérkt das Auftreten der Druckseiten-
kavitation bei kleineren NPSH-Werten. Die Druckseitenkavitation wird also durch
die Druck- und Geschwindigkeitsinderung auf der Saugseite induziert. Zu vergleich-
baren Beobachtungen bei dhnlichen Radialpumpen gelangen auch FRIEDRICHS [36],
COUTIER-DELGOSHA ET AL. [19] und POUFFARY ET AL. [86].
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Abbildung 5.14: Vergroflerte Darstellung des Cp-Verlaufes in der
Mitte des Stromungskanals bei beginnender Kavitation (A) und
beim 3% -Férderhhenabfall (D) im Bereich der Schaufelvorderkan-
te

5.5.4 Einfluss der Kavitation auf die turbulente kinetische
Energie

Ein Teil der durch die Kavitation entstehenden Verluste im Laufrad wird durch die
Erhohung der turbulenten kinetischen Energie erzeugt. Dies ist in Abbildung 5.15
dargestellt. Die oberen beiden Abbildungen zeigen die turbulente kinetische Energie
entlang einer Strombahn in Deckscheibennihe fiir beginnende Kavitation (Punkt
A in der Forderhohenabfallkurve) und bei 3%-Forderhohenabfall (Punkt D in der
Férderhohenabfallkurve). Auf der Saugseite (links), wo sich eine quasi-stationére
Schichtkavitation gebildet hat, erhoht sich die turbulente kinetische Energie entlang
der Strombahn aufgrund der Kavitation nur geringfiigig. Dagegen steigt die tur-
bulente kinetische Energie am Ende der Kavitationzone auf der Druckseite, in der
sogenannten ,closure region”, um den Faktor 8 an. Dies bedeutet, dass die durch die
Erhohung der turbulenten kinetischen Energie induzierten Verluste erst nach der
Kavitationszone entstehen. Eine signifikante Erhéhung der turbulenten kinetischen
Energie in der ,.closure region” aufgrund der Kavitation wurde auch von HIRSCHI
ET AL. [47] beobachtet.

Die beiden Bilder in Abbildung unten zeigen die turbulente kinetische Energie
entlang einer Strombahn in der Mitte des Schaufelkanals. Auf der Saugseite (links)
steigt die turbulente kinetische Energie aufgrund der Kavitation leicht an, auf der
Druckseite (rechts) gibt es keine signifikante Anderung, da das druckseitige Kavita-
tionsgebiet auf den dufleren Bereich in der Nidhe der Deckscheibe beschrinkt bleibt,

siehe Abbildung
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Abbildung 5.15: Einfluss der Kavitation auf die turbulente kinetische
Energie; dargestellt ist die turbulente kinetische Energie entlang einer
Strombahn in der Nihe der Deckscheibe (oben) und in der Mitte des
Stromungskanals (unten) bei beginnender Kavitation (A) und beim 3%-
Forderhohenabfall (D) fiir die Saugseite (links) und die Druckseite (rechts)

5.6 Untersuchung des Spalteinflusses

Der Einfluss der Spaltstromung auf den Kavitationsbeginn und die Ausprigung der
Kavitation wurde unter anderen von STOFFEL & LUDWIG [116] und LubwiG [74]
experimentell untersucht. Dabei wurde festgestellt, dass die Spaltkavitation neben
dem Spaltvolumenstrom auch von der Spaltgeometrie abhéngt. Aufgrund der Spalt-
kavitation dndert sich das Stromungsfeld im Spaltbereich und damit die Schaufel-
anstromung. Auch das Keimspektrum kann durch die Spaltkavitation beeinflusst
werden.

Im Experiment von BACHERT & STOFFEL [8] blieb die Spaltaustrittsgeometrie un-
verdndert, nur die Spaltweite wurde variiert. Bei grofler Spaltweite s = 0.5 mm
konnte im Experiment keine Kavitation auf der Saugseite beobachtet werden. Viel-
mehr kommt es zu instationdr umlaufenden Kavitationsgebieten, deren Ursprung
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kurz nach dem saugseitigen Spalt des Radseitenraumes, also schon vor dem Lauf-
radeintritt liegt. Dagegen tritt bei der numerischen Simulation ohne Beriicksichti-
gung des Radseitenraumes ein grofles Kavitationsgebiet auf der Saugseite auf, siehe
Kapitel 5.5 Der Einfluss der Spaltstromung auf die Ausbildung der Kavitation soll
mit dem entwickelten CFD-Code fiir die Spaltweite s = 0.5 mm genauer untersucht
werden.

Der Spaltvolumenstrom tritt in den Saugraum der Kreiselpumpe mit einem be-
stimmten Mitdrall ein und kann somit das Kavitationsverhalten an der Schaufel-
eintrittskante erheblich veréindern. Damit einher geht auch eine Verringerung der
Forderhohe. Die numerische Simulation zeigt, dass die Férderhohe bei der Drehzahl
n = 2000 1/min im Optimalpunkt @ = Q. = 143 m?/h bei einer Spaltweite von
s = 0.5 mm um AH = 2.7 m absinkt im Vergleich zur spaltfreien Simulation, siehe
auch Kapitel 5.3. Die Messung bei der Drehzahl n = 2000 1/min ergibt beim Volu-
menstrom Q = Q. = 143 m3/h einen Unterschied in der Férderhdhe zwischen den
Spaltweiten s = 0.5 mm und s = 0.25 mm von AH = 1.3 m.

Der Einfluss des Radseitenraums wurde bei der Drehzahl n = 2000 1/min im Opti-
malpunkt Q = Qupt = 143 m3/h numerisch untersucht. In Abbildung und 5.17
werden die Druckverteilungen in Nabennéhe und in der Mitte des Stromungskanals
bei beiden Simulationen der kavitationsfreien Stromung verglichen. Der Einfluss der
Spaltstromung wird hier sehr deutlich. Die Zustromung zum Laufrad erfolgt auf-
grund der Spaltstromung mit einer Drallkomponente in Drehrichtung, so dass eine
Saugspitze auf der Schaufeldruckseite entsteht. Dies begriindet, warum im Expe-
riment bei grofler Spaltweite Druckseitenkavitation und keine Saugseitenkavitation
beobachtet werden konnte.
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Abbildung 5.16: Vergleich der berechneten Druckverteilungen mit
und ohne Beriicksichtigung des Radseitenraumes nahe der Deck-
scheibe bei der Drehzahl n = 2000 1/min und dem Volumenstrom

Q = Qopr = 143 m*/h
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Abbildung 5.17: Vergleich der berechneten Druckverteilungen mit
und ohne Beriicksichtigung des Radseitenraumes in der Mitte des
Stromungskanals bei der Drehzahl n = 2000 1/min und dem Volu-
menstrom @ = Qopt = 143 m3/h

Kontur-Plots des statischen Druckes im Meridianschnitt auf der Saug- und der
Druckseite des Schaufelkanals sind in Abbildung 5.18 dargestellt. Betrachtet man
die Stromungsvektoren und die Druckverteilung im Stromungsfeld, wird sichtbar,
dass der statische Druck bereits vor dem Laufradeintritt ein sehr niedriges Niveau
erreicht, siehe Abbildung/5.19. Durch die Zustrémung aus dem Radseitenraum bildet
sich vor dem Laufrad ein Wirbel, in dessen Kern der statische Druck sehr niedrig
ist. Dies kann die Beobachtung von instationérer Kavitation schon vor dem Lauf-
radeintritt im Experiment erkldren.

Abbildung(5.20/ zeigt die vorhergesagten Kavitationsgebiete im Laufrad fiir den Op-
timalpunkt @ = 143 m3/h mit und ohne Beriicksichigung des Radseitenraumes. Bei
der Simulation ohne Radseitenraum ist deutlich zu erkennen, dass sich nach der
Vorderkante des Laufrades auf der Saugseite ein grofiles Kavitationsgebiet gebildet
hat, welches sich {iber mehr als 2/3 der Schaufelbreite erstreckt. Auf der Druckseite
entsteht nur ganz auflen in der Nidhe der Deckscheibe Kavitation. Bei der Simu-
lation mit Radseitenraum entsteht eine grofle Kavitationszone auf der Druckseite
der Schaufel nach der Schaufelvorderkante. Auflerdem tritt Kavitation schon vor der
Laufradvorderkante in der Ndhe der Deckscheibe auf.
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P: 2.0E+04 2.2E+05 4.2E+05

P: 2.0E+04 2.2E+05 4.2E+05

Abbildung 5.18: Isolinien des statischen Druckes im Meridianschnitt des

Laufrades auf der Saugseite (links) und auf der Druckseite (rechts) fiir
n = 2000 1/min und Q = Qupt = 143 m?®/h

Abbildung 5.19: Strémungsvektoren und Druckverteilung am Laufradein-

tritt nahe der Schaufelsaugseite (links) und nahe der Schaufeldruckseite
(rechts) fiir n = 2000 1/min und Q = Qopt = 143 m3/h
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Saugseite Druckseite
void fraction: 0.00 0.05 0.10 void fraction: 0.00 0.05 0.10
Saugseite Druckseite
A
void fraction: 0.00 0.05 0.10 void fraction: 0.00 0.05 0.10

Abbildung 5.20: Kavitationsgebiete bei der Simulation mit (unten) und ohne
Beriicksichtigung des Radseitenraumes (oben); dargestellt ist jeweils die
Saugseite (links) und die Druckseite (rechts) bei n = 2000 1/min und

Q= Qopt =143 m3/h



133

Kapitel 6

Bewertung und Ausblick

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein numerisches Verfahren zur realitdtsnahen Be-
rechnung kavitierender Stromungen in hydraulischen Strémungsmaschinen vorge-
stellt.

Zur Beschreibung der Kavitation wurde ein blasendynamisches Kavitationsmo-
dell verwendet und in das am Lehrstuhl entwickelte Navier-Stokes-Verfahren inte-
griert. Ein nicht-konservatives Druck-Korrektur-Verfahren sorgt dabei trotz des sehr
groflen Dichteunterschieds zwischen dampfférmiger und fliissiger Phase fiir ein sta-
biles Losungsverhalten. Durch die Verwendung eines impliziten 3-Level-Zeitschritt-
Verfahrens ist der Zeitschritt nicht limitiert, so dass der entwickelte CFD-Code so-
wohl fiir stationére als auch fiir instationére Simulationen angewendet werden kann.

Zur Ermittlung der Leistungsfihigkeit und zur Validierung des Verfahrens wur-
den zwei Testfille untersucht: Die kavitierende Stromung in einem konvergent-
divergenten Kanal und um ein angestelltes Profil mit halbrunder Vorderkante. Bei
beiden Testfillen zeigt sich, dass bei der instationdren Simulation der kavitierenden
Stromung mit Standard-Turbulenzmodellen keine sinnvollen Ergebnisse erzielt wer-
den konnen. Die vorgeschlagenen Verbesserungen der Turbulenzmodellierung, z.B.
die Behebung der Staupunktanomalie durch die Realizability-Bedingung oder die
Beriicksichtigung der Anderung der Gemischdichte bei der Berechnung der turbu-
lenten Viskositit, filhren zu erheblichen Verbesserungen der Simulationsergebnisse.
Das entwickelte, instationér rechnende, zeitechte Verfahren ist somit in der Lage,
wesentliche Effekte wie das Auftreten des Re-Entrant-Jets und die Wolkenablosung
physikalisch richtig zu erfassen. Die Frequenzen der Wolkenkavitation werden gut
vorhergesagt. Der Vergleich des vorhergesagten Dampfanteils und der berechneten
Geschwindigkeiten in der Kavitationszone zeigt eine gute Ubereinstimmung mit ex-
perimentellen Ergebnissen. Die Ergebnisse liegen zum Teil sogar nidher an den ex-
perimentellen Werten als die Ergebnisse anderer CFD-Codes aus der Literatur. Bei
allen betrachteten Verfahren zeigt sich aber auch, dass die Interaktion zwischen der
Stromungsturbulenz und der Kavitation noch nicht ausreichend genau beschrieben
wird.
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Um das Verfahren auch als Baustein eines Entwicklungssystems fiir Stromungs-
maschinen einsetzen zu konnen, wurde das Kavitationsmodell zur stationdren Si-
mulation der kavitierenden Stromung erweitert. Die Anwendung des entwickelten
CFD-Codes erfolgt am Beispiel der kavitierenden Stromung durch das Laufrad einer
Kreiselpumpe mit der spezifischen Schnellldufigkeit n, = 26 1/min. Dabei ist das
entwickelte Verfahren bei der stationédren Simulation der kavitierenden Stromung in
der Lage, die kavitationsbedingte Anderung des Betriebsverhaltens der Kreiselpum-
pe genau vorherzusagen. Fiir die untersuchten Betriebspunkte liegt die Abweichung
des berechneten Forderhéhenabfalls von den gemessenen Werten im Bereich der
Messunsicherheit. Bei der Analyse des Forderhéhenabfalls konnten experimentel-
le Untersuchungen bestitigt werden, die die instationdre Druckseitenkavitation als
mafgebliche Ursache fiir den Forderhdhenabfall sehen. Die Untersuchung der Stro-
mung durch den Radseitenraum zeigt, dass dieser fiir die Ausbildung und Art der
Kavitation im Laufrad entscheidenden Einfluss haben kann.
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