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Die Stromungstopologie moderner Mehrfachdeltafliigel-Konfigurationen im schallnahen Geschwindigkeits-
bereich ist gepragt von starken Langswirbeln, die je nach Flugzustand miteinander oder mit Verdichtungs-
stoflen iiber dem Fliigel interagieren konnen. Im Rahmen dieser Arbeit werden diese Wirbel-Wirbel- und
Wirbel-Stof3-Interaktionen numerisch mithilfe des DLR-TAU-Codes untersucht. Ein besonderer Schwerpunkt
liegt dabei auf der Stabilitit der Wirbel gegeniiber Wirbelplatzen. Fiir den Grofdteil der numerischen
Simulationen werden konventionelle Navier-Stokes-Simulationen verwendet, fiir einige ausgewdahlte Félle
wird zudem zusétzlich ein skalenauflosendes IDDES-Verfahren angewendet.

Der erste Teil der Arbeit behandelt die Umstromung einer generischen Mehrfachdeltafliigel-Konfiguration, des
DLR-F22-Modells. Die Strémungstopologie am DLR-F22-Modell ist dominiert von mehreren Primarwirbeln.
Bei schallnahen Geschwindigkeiten bilden sich zudem Verdichtungsstofie iiber dem Modell. Im Rahmen der
Arbeit wird der Einfluss des Anstell- und Schiebewinkels sowie der Anstrémmachzahl und des Grundrisses
des Modells auf die resultierenden Wirbel-Interaktionen untersucht. Dabei werden {iber einen breiten
Anstellwinkel- und Machzahlbereich deutliche Wirbel-Wirbel-Interaktion, inklusive Verschmelzung der
Primarwirbel beobachtet. Bei transsonischen Geschwindigkeiten tritt zudem stoflinduziertes Wirbelplatzen
auf.

Im zweiten Teil der Arbeit wird die Interaktion generischer Langswirbel mit einem schiefen Verdichtungsstof3
untersucht. Dabei wird einerseits im Rahmen einer Parameterstudie der Einfluss der Zirkulation und der
axialen Geschwindigkeit des Wirbels auf die Stabilitat gegeniiber Wirbelplatzen durch die Wirbel-Stof3-
Interaktion analysiert. In einer weiteren Studie wird zudem zur Untersuchung der Wirbel-Wirbel-Interaktion
ein zweiter Wirbel in das Stromungsfeld eingebracht. In Abhangigkeit vom Abstand der Wirbel zueinander und
dem relativen Drehsinn fiihrt dies entweder zu einer Stabilisierung oder einer Destabilisierung des
Hauptwirbels. Basierend auf den numerischen Ergebnissen wird anschlieRend ein {berarbeitetes
Wirbelplatzkriterium definiert und anhand von Daten aus der Literatur validiert. Die Vorhersagen des neuen
Kriteriums erweisen sich dabei tiber einen breiten Machzahlbereich als genauer als die von fritheren Kriterien.

Im Rahmen der Arbeit wird zudem ein Verfahren zur Durchfilhrung der globalen Stabilititsanalyse
implementiert und erstmals auf den Fall der Wirbel-Stof3-Interaktion angewandt. Durch einen Vergleich mit
instationdren Simulationen werden die mithilfe der Stabilitdtsanalyse gefundenen Stabilitatsgrenzen und
somit die Anwendbarkeit des Verfahrens auf den Fall der Wirbel-Stof2-Interaktion bestatigt.
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Flows
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The flow topology around modern multiple-swept delta wings at transonic flow speeds is dominated by strong
longitudinal vortices. Depending on the flow conditions, these vortices can interact with each other or with
shocks that form above the wing. In the scope of this work, these vortex-vortex- and vortex-shock-interactions
are investigated numerically using the DLR-TAU code. Special emphasis is placed on the stability of the vortices
with respect to vortex breakdown. The majority of the numerical simulations is based on conventional URANS
simulations. For selected cases, a scale-resolving IDDES method is also applied.

The first part of this work deals with the flow around a generic multiple-swept delta wing, the DLR-F22 model.
The flow topology at the DLR-F22 model is dominated by several primary vortices. Additionally, at transonic
speeds shocks occur above the wing. During the study the influence of the angle of attack and angle of sideslip
as well as that of the freestream Mach number and the planform of the model on the resulting vortex
interactions is investigated. Over a broad range of angle of attack as well as freestream Mach number, strong
vortex-vortex interactions, including vortex merging, are observed. Additionally, at transonic conditions,
shock-induced vortex-breakdown occurs above the model.

In the second part of this work, the interaction of generic longitudinal vortices with an oblique shock is
investigated using a simple ramp flow. In a first step, the influence of the circulation and the axial velocity of
the vortex on the stability against vortex breakdown due to the vortex-shock interaction is analysed by means
of a parametric study. In a second step, a second vortex is introduced into the flow field to investigate vortex-
vortex interaction. Depending on the distance between the vortices and the relative sense of rotation, either a
stabilisation or a destabilisation of the main vortex is observed. Based on the numerical results, a revised
vortex breakdown criterion is defined and validated using data from the literature. The predictions of the new
criterion prove to be more accurate over a wide range of Mach numbers than those of previously existing
criteria.

Additionally, a global stability analysis framework is implemented and applied to the case of vortex-shock-
interaction for the first time. A comparison with unsteady simulations is used to confirm the stability boundary
identified by the global stability analysis and thus the applicability of the approach to the case of vortex-shock-
interaction.
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Kurzbeschreibung

Die Strémungstopologie moderner Mehrfachdeltafliigel-Konfigurationen im
schallnahen Geschwindigkeitsbereich ist gepréagt von starken Langswirbeln,
die je nach Flugzustand miteinander oder mit Verdichtungsstofsen {iber dem
Fliigel interagieren kénnen. Im Rahmen dieser Arbeit werden diese Wirbel-
Wirbel- und Wirbel-Stofs-Interaktionen numerisch mithilfe des DLR-TAU-
Codes untersucht. Ein besonderer Schwerpunkt liegt dabei auf der Stabilitat
der Wirbel gegeniiber Wirbelplatzen. Fiir den Grofiteil der numerischen Si-
mulationen werden konventionelle Navier-Stokes-Simulationen verwendet,
fiir einige ausgewéhlte Fille wird zudem zusétzlich ein skalenauflésendes
IDDES-Verfahren angewendet.

Der erste Teil der Arbeit behandelt die Umstromung einer generischen
Mehrfachdeltafliigel-Konfiguration, des DLR-F22-Modells. Die Stromungs-
topologie am DLR-F22-Modell ist dominiert von mehreren Primarwirbeln.
Bei schallnahen Geschwindigkeiten bilden sich zudem Verdichtungsstofie
iiber dem Modell. Im Rahmen der Arbeit wird der Einfluss des Anstell- und
Schiebewinkels sowie der Anstrommachzahl und des Grundrisses des Mo-
dells auf die resultierenden Wirbel-Interaktionen untersucht. Dabei werden
iiber einen breiten Anstellwinkel- und Machzahlbereich deutliche Wirbel-
Wirbel-Interaktion, inklusive Verschmelzung der Primérwirbel beobachtet.
Bei transsonischen Geschwindigkeiten tritt zudem stoffinduziertes Wirbel-
platzen auf.

Im zweiten Teil der Arbeit wird die Interaktion generischer Léngswirbel
mit einem schiefen Verdichtungsstoft untersucht. Dabei wird einerseits im
Rahmen einer Parameterstudie der Einfluss der Zirkulation und der axia-
len Geschwindigkeit des Wirbels auf die Stabilitdt gegeniiber Wirbelplatzen
durch die Wirbel-Stof-Interaktion analysiert. In einer weiteren Studie wird
zudem zur Untersuchung der Wirbel-Wirbel-Interaktion ein zweiter Wirbel
in das Strémungsfeld eingebracht. In Abhéngigkeit vom Abstand der Wirbel
zueinander und dem relativen Drehsinn fithrt dies entweder zu einer Sta-
bilisierung oder einer Destabilisierung des Hauptwirbels. Basierend auf den
numerischen Ergebnissen wird anschliefsend ein iiberarbeitetes Wirbelplatz-
kriterium definiert und anhand von Daten aus der Literatur validiert. Die
Vorhersagen des neuen Kriteriums erweisen sich dabei iiber einen breiten
Machzahlbereich als genauer als die von fritheren Kriterien.

Im Rahmen der Arbeit wird zudem ein Verfahren zur Durchfiihrung der
globalen Stabilitdtsanalyse implementiert und erstmals auf den Fall der
Wirbel-Stofs-Interaktion angewandt. Durch einen Vergleich mit instation&-
ren Simulationen werden die mithilfe der Stabilitétsanalyse gefundenen Sta-
bilitdtsgrenzen und somit die Anwendbarkeit des Verfahrens auf den Fall der
Wirbel-Stofs-Interaktion bestétigt.



Abstract

The flow topology around modern multiple-swept delta wings at transonic
flow speeds is dominated by strong longitudinal vortices. Depending on the
flow conditions, these vortices can interact with each other or with shocks
that form above the wing. In the scope of this work, these vortex-vortex-
and vortex-shock-interactions are investigated numerically using the DLR-
TAU code. Special emphasis is placed on the stability of the vortices with
respect to vortex breakdown. The majority of the numerical simulations
is based on conventional URANS simulations. For selected cases, a scale-
resolving IDDES method is also applied.

The first part of this work deals with the flow around a generic multiple-
swept delta wing, the DLR-F22 model. The flow topology at the DLR-F22
model is dominated by several primary vortices. Additionally, at transonic
speeds shocks occur above the wing. During the study the influence of the
angle of attack and angle of sideslip as well as that of the freestream Mach
number and the planform of the model on the resulting vortex interactions
is investigated. Over a broad range of angle of attack as well as freestream
Mach number, strong vortex-vortex interactions, including vortex merging,
are observed. Additionally, at transonic conditions, shock-induced vortex-
breakdown occurs above the model.

In the second part of this work, the interaction of generic longitudinal vor-
tices with an oblique shock is investigated using a simple ramp flow. In
a first step, the influence of the circulation and the axial velocity of the
vortex on the stability against vortex breakdown due to the vortex-shock
interaction is analysed by means of a parametric study. In a second step, a
second vortex is introduced into the flow field to investigate vortex-vortex
interaction. Depending on the distance between the vortices and the rela-
tive sense of rotation, either a stabilisation or a destabilisation of the main
vortex is observed. Based on the numerical results, a revised vortex break-
down criterion is defined and validated using data from the literature. The
predictions of the new criterion prove to be more accurate over a wide range
of Mach numbers than those of previously existing criteria.

Additionally, a global stability analysis framework is implemented and ap-
plied to the case of vortex-shock-interaction for the first time. A compar-
ison with unsteady simulations is used to confirm the stability boundary
identified by the global stability analysis and thus the applicability of the
approach to the case of vortex-shock-interaction.
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1 Einleitung

1.1 Motivation

Wirbelbehaftete Strémungen treten in den verschiedensten Grofsenordnun-
gen auf, von kilometergroffen Wirbelstiirmen bis hin zu wenigen Millimeter
grofsen Haarnadelwirbeln in turbulenten Stromungen. Obwohl Beispiele fiir
Wirbelstrémungen in der Natur schon lange beobachtet werden und bereits
frith, beispielsweise von da Vinci [56], untersucht wurden, liegen die Ur-
spriinge der theoretischen Beschreibung von Wirbeln im 19. Jahrhundert.
Helmholtz [42] und Thomson [133] formulierten in ihren Arbeiten eine Rei-
he von Wirbelsitzen, die das Verhalten von Wirbeln in idealen, reibungs-
freien Fluiden beschreiben. Weitere grundlegende Erkenntnisse wurden zu
Beginn des 20. Jahrhunderts mit dem Aufkommen der ersten Flugzeuge
gewonnen. Die Arbeiten von Kutta [59] und Joukowski [54] zeigten die Be-
deutung der Zirkulation um einen Fliigel fiir die Erzeugung von Auftrieb,
und Prandtls [95] Einfithrung des Konzepts einer reibungsbehafteten Grenz-
schicht in Wandné&he lieferte erstmals eine Erklarung fiir die Entstehung von
Wirbeln an Tragflichen.

Obwohl die Grundlagen wirbelbehafteter Stromungen seit mehr als einem
Jahrhundert bekannt sind, herrscht in der Aerodynamik weiterhin grofses
Interesse an ihrer Untersuchung. Im Bereich der zivilen Luftfahrt treten
stark wirbeldominierte Stromungen beispielsweise in Form der sogenannten
Wirbelschleppen auf, die sich im Nachlauf von Verkehrsflugzeugen bilden,
oder in Form der Blattspitzenwirbel von Hubschrauberrotoren, die unter an-
derem mafsgeblichen Einfluss auf die Larmemissionen von Hubschraubern
haben. Auch in der militdrischen Luftfahrt spielen wirbeldominierte Stro-
mungen eine wichtige Rolle. Aufgrund der Forderung nach hohen Flugge-
schwindigkeiten bei gleichzeitig hoher Agilitat verwenden moderne Kampf-
flugzeuge stark gepfeilte Fliigel, sogenannte Deltafliigel. An deren Vorder-
kanten kommt es schon bei geringen Anstellwinkeln zur Stromungsablésung,
wodurch eine abgeldste Scherschicht entsteht, die sich entlang der Vorder-
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kante zu einem Léngswirbel, einem sogenannten Vorderkantenwirbel, auf-
rollt. Die hohen Stromungsgeschwindigkeiten in den Vorderkantenwirbeln
fithren zu einer Reduktion des Drucks auf der Fliigeloberfliche und erzeu-
gen somit zusétzlichen Auftrieb. Wird jedoch ein kritischer Anstellwinkel
iiberschritten, kommt es iiber dem Fliigel zum sogenannten Wirbelplatzen,
einer abrupten Strukturdnderung des Wirbels, die mit einer deutlichen Re-
duktion der Axial- und Azimutalgeschwindigkeiten des Wirbels und damit
mit einer deutlichen Reduktion des Auftriebs einhergeht [67].

Eine Weiterentwicklung des klassischen Deltafliigels sind mehrfach gepfeilte
Deltafliigel, auch als Mehrfachdeltafliigel bezeichnet. Bei diesen Fliigelfor-
men ist die Vorderkante in mehrere Bereiche aufgeteilt, die unterschiedliche
Pfeilungswinkel aufweisen. Dabei kénnen sich an jedem Abschnitt der Vor-
derkante eigene Vorderkantenwirbel bilden, die anschliefend miteinander
interagieren konnen. Bei transsonischen oder supersonischen Stromungsbe-
dingungen kommt es zudem zur Ausbildung von Verdichtungsstofen auf
dem Fliigel, die ebenfalls mit den Wirbeln wechselwirken und dadurch friih-
zeitiges Wirbelplatzen auslésen konnen [55]. Die korrekte Vorhersage der
Wirbelsysteme und des Wirbelplatzens ist dabei von enormer Bedeutung
fiir den Flugzeugentwurf. So kann es beispielsweise unter Schiebewinkelein-
fluss dazu kommen, dass die Wirbel auf einer Fliigelhélfte frither platzen als
auf der anderen, ein Phénomen, das als asymmetrisches Wirbelplatzen be-
zeichnet wird. Durch die resultierende ungleiche Auftriebsverteilung werden
grofse Nick- und Rollmomente induziert, was die Stabilitit und Steuerbarkeit
des Flugzeugs beeintrachtigen kann. In den letzten Jahren wurden deutli-
che Fortschritte in Bezug auf die numerische Modellierung wirbelbehafteter
Stromungen erzielt. Wahrend Stromungszustédnde mit stabilen Wirbelsys-
temen mittlerweile mit hoher Genauigkeit simuliert werden kénnen, ist die
Vorhersage des Wirbelplatzens infolge hoher Anstellwinkel oder der Inter-
aktion der Wirbel mit Verdichtungsstéffen jedoch weiterhin schwierig und
mit grofen Unsicherheiten behaftet [71].

1.2 Zielsetzung und Struktur der Arbeit

Waihrend das Wirbelplatzen einzelner Wirbel in der Vergangenheit sowohl
in Unterschall- als auch in Uberschallstrémungen bereits ausfiihrlich unter-
sucht wurde, gibt es zum Wirbelplatzen miteinander interagierender Wirbel
bisher deutlich weniger Erfahrungen. Der Grofiteil der existierenden Ar-
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beiten bezieht sich zudem auf Strémungen im tiefen Unterschall, so dass
Kompressibilitéitseffekte, wie beispielsweise das Auftreten von Verdichtungs-
stofen, nicht berticksichtigt werden. Das Thema der vorliegenden Arbeit
ist dagegen die numerische Untersuchung der Wirbel-Wirbel- und Wirbel-
Stof-Interaktion im transsonischen und niedrigen supersonischen Geschwin-
digkeitsbereich, wobei ein besonderer Schwerpunkt auf der Stabilitdt der
Wirbel in Bezug auf Wirbelplatzen liegt. Das Ziel der Untersuchungen ist
es, die Stabilitat der Wirbel beurteilen zu kénnen und stabilisierende sowie
destabilisierende Einfliisse zu identifizieren. Eine Besonderheit der aktuellen
Arbeit ist dabei die vermutlich erstmalige Verwendung des Verfahrens der
globalen Stabilitdtsanalyse zur Untersuchung der Wirbel-Stofs-Interaktion.

Die Arbeit ist wie folgt aufgebaut: In Kapitel 2 wird zunédchst der aktuelle
Stand der Forschung zur Wirbel-Wirbel- und Wirbel-Stof-Interaktion vor-
gestellt und ein Uberblick iiber relevante Arbeiten zur linearen Stabilitits-
analyse von Wirbelstromungen gegeben. Anschliefend werden in Kapitel 3
die im Rahmen der Arbeit verwendeten numerischen Verfahren und Werk-
zeuge prasentiert, sowie die verwendeten analytischen Wirbelmodelle und
die theoretischen Grundlagen der globalen Stabilitdtsanalyse eingefiihrt.

Den Kern der Arbeit bilden die Kapitel 4 und 5. Kapitel 4 enthélt die Er-
gebnisse der numerischen Untersuchung einer generischen Deltafliigelkon-
figuration, des sogenannten DLR-F22-Modells. Das Ziel der Arbeiten am
DLR-F22-Modell ist die Untersuchung und Beeinflussung der Wirbeltopo-
logie an einer realistischen, wenn auch stark vereinfachten, Flugzeuggeo-
metrie. Dabei umfasst Abschnitt 4.1 die Vorstellung der Geometrie und
der Stromungsbedingungen der untersuchten Testfélle sowie die Ergebnisse
der Gitterkonvergenz- und Turbulenzmodellstudien. Anschliefend werden
in den folgenden Abschnitten verschiedene Einflussfaktoren auf die Stro-
mungstopologie am DLR-F22-Modell ausgewertet, wobei zur Validierung
der Ergebnisse experimentelle Messdaten zur Verfiigung stehen. Die Unter-
kapitel 4.2 und 4.3 beschéftigen sich mit der Auswirkung von Anstellwinkel-
und Schiebewinkelvariationen, wihrend Abschnitt 4.4 den Einfluss der An-
strommachzahl auf die Wirbeltopologie behandelt. Die Anderungen der
Strémungstopologie, die sich durch den Ubergang von einem Dreifachdelta-
fliigel auf einen Doppeldeltafliigel ergeben, werden in Abschnitt 4.5 disku-
tiert. Abschliefend werden in Abschnitt 4.6 die Ergebnisse der Simulationen
mit skalenauflésenden Verfahren présentiert und mit den Ergebnissen der
URANS-Simulationen verglichen.
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Da die Umstromung des DLR-F22-Modells sehr komplex ist, lassen sich die
Parameter der entstehenden Wirbel, speziell die Zirkulation und das Ge-
schwindigkeitsdefizit im Wirbelkern, nur indirekt beeinflussen. Daher ist ei-
ne separate Betrachtung einzelner Einflussfaktoren auf die Wirbel-Interaktion
nur schwer moglich. Aus diesem Grund wird in Kapitel 5 ein weniger kom-
plexer Testfall behandelt: die Interaktion generischer Lingswirbel mit ei-
nem schiefen Verdichtungsstofs. Der Verdichtungsstof wird dabei durch eine
Rampe in supersonischer Stromung erzeugt, wahrend die Wirbel direkt iiber
eine Modifikation der Einlassrandbedingung stromauf des Verdichtungs-
stoles ins Stromungsfeld eingebracht werden. Dieses Vorgehen ermdoglicht
es, die relevanten Parameter der Wirbel-Interaktion direkt vorzugeben und
im Rahmen einer Parameterstudie systematisch zu variieren. Abschnitt 5.1
umfasst eine Ubersicht iiber die verwendeten Geometrien und Strémungs-
bedingungen und die Ergebnisse der Gitterkonvergenzstudie. Anschlieftend
wird in Unterkapitel 5.2 die Wirbel-Stof-Interaktion auf Basis instationérer
Navier-Stokes-Simulationen untersucht. In den Abschnitten 5.2.1 und 5.2.2
werden dabei die Interaktion eines einzelnen laminaren Wirbels, beziehungs-
weise die gleichzeitige Interaktion zweier laminarer Wirbel mit einem Ver-
dichtungsstoft analysiert. Basierend auf diesen Ergebmnissen wird in Ab-
schnitt 5.2.3 ein neues Kriterium zur Vorhersage von Wirbelplatzen auf-
grund der Wirbel-Stofs-Interaktion definiert und anhand von Ergebnissen
aus der Literatur validiert. Anschlieftend wird in Abschnitt 5.2.4 auf den
Einfluss der Turbulenzmodellierung auf die Simulation des Wirbelplatzens
eingegangen, wobei sowohl konventionelle URANS-Simulationen als auch
ein skalenauflésendes IDDES-Verfahren zum Einsatz kommen.

Abschliefsend wird in Unterkapitel 5.3 die Untersuchung der Wirbel-Stofs-
Interaktion mithilfe des Verfahrens der globalen Stabilitdtsanalyse behan-
delt. Die Verwendung dieses Verfahrens ermdglicht zum einen eindeutige
Aussagen iiber die Stabilitdt der Wirbelstrémung und zum anderen eine
detaillierte Betrachtung der Instabilititen, die zum Ubergang von einer sta-
tiondren zu einer instationéren Stromung fiihren. Dabei werden zunéchst in
Abschnitt 5.3.1 die zugrundeliegenden Grundstrémungsberechnungen vor-
gestellt und die Unterschiede im Vergleich zu der in Abschnitt 5.2 untersuch-
ten Stromungstopologie diskutiert. Die eigentlichen Ergebnisse der globalen
Stabilitdtsanalyse werden anschliefend in Abschnitt 5.3.2 behandelt, wobei
zur Validierung der Ergebnisse ein Vergleich mit instationiren Simulationen
angestellt wird.
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2 Stand der Forschung

Die Untersuchung wirbeldominierter Stréomungen ist seit Jahrzehnten ein
aktives Arbeitsfeld in der Stromungsmechanik. Dabei wurde im Verlauf der
Jahrzehnte ein umfangreicher Wissensstand aufgebaut. In diesem Kapitel
soll daher ein kurzer Uberblick iiber die fiir die durchgefiihrten Arbeiten
relevantesten Erkenntnisse und iiber den Stand der Forschung gegeben wer-
den.

In Abschnitt 2.1 wird zuerst in einem allgemeinen Uberblick die Entste-
hung von Wirbeln an Deltafliigeln und das Phénomen des Wirbelplatzens
von einzelnen Langswirbeln erldutert. Die Abschnitte 2.1.1 und 2.1.2 fiithren
in die Themengebiete der Wirbel-Wirbel- und Wirbel-Stoft-Interaktion ein.
In Abschnitt 2.2 wird ein Uberblick iiber Arbeiten zur linearen Stabilitéit
von Wirbeln im Allgemeinen und {iber den im Rahmen dieser Arbeit ver-
wendeten Ansatz der globalen Stabilitdtsanalyse im Besonderen gegeben.
Abschliefend werden in Abschnitt 2.3 die experimentellen Untersuchungen
am DLR-F22-Modell vorgestellt, die in den spéteren Kapiteln zur Validie-
rung der numerischen Ergebnisse verwendet werden.

2.1 Wirbelstromung an Deltafliigeln

Aufgrund der Forderung nach hohen Fluggeschwindigkeiten bei gleichzeiti-
ger hoher Wendigkeit fiir moderne KampfHugzeuge haben sich in den letzten
Jahrzehnten stark gepfeilte Fliigelformen, sogenannte Deltafliigel, in der mi-
litdrischen Luftfahrt durchgesetzt. An Deltafliigeln 16st sich die Strémung
schon bei moderaten Anstellwinkeln entlang der Vorderkante der Fliigel ab.
Die abgeloste Scherschicht rollt sich dabei zu einem sogenannten Primér-
wirbel auf. Die hohen Umfangs- und Axialgeschwindigkeiten des Wirbels
sorgen fiir eine Reduktion des Druckes auf der Saugseite des Fliigels und
somit fiir eine Erh6hung des Auftriebs. Je nach Stromungsbedingung kann
das Stromungsfeld durch den Einfluss des Primérwirbels aufserdem so stark
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beeinflusst werden, dass es zu einer weiteren Stromungsablosung im Bereich
zwischen dem Primérwirbel und der Vorderkante kommt, so dass sich ein
Sekundarwirbel bildet. Bei besonders stark ausgeprigten Wirbeln kann sich
auf die gleiche Weise ein Tertidrwirbel zwischen Primér- und Sekundérwir-
bel bilden. Eine beispielhafte Darstellung der Wirbelstruktur an einem ein-
fachen Deltafliigel mit Primér- und Sekundarwirbel ist in Abbildung 2.1.1
zu finden.

Mziy

Symmetrielinie

S: Separationslinie
A: Anlegelinie
ve: Wirbelkern S

Abbildung 2.1.1: Skizze der Wirbelstromung an einem Deltafliigel und zuge-
horige Oberflichendruckverteilung, nach Donohoe und Bann-
ink [19]

Die Zirkulation des Primérwirbels nimmt mit zunehmendem Anstellwinkel
zu. Sobald jedoch ein, von Geometrie und Stromungsbedingungen abhéngi-
ger, kritischer Anstellwinkel ay,.;4 liberschritten wird, tritt das sogenannte
Wirbelplatzen iiber dem Fliigel auf. Dieses Phidnomen ist gekennzeichnet
durch eine abrupte Anderung der Wirbeltopologie in Folge der Ausbildung
eines Staupunkts auf der Wirbelachse [37]. Das Wirbelplatzen fiihrt zu einer
deutlichen Reduktion der Axial- und Umfangsgeschwindigkeiten des Wirbels
und damit zu einer deutlichen Reduktion des Auftriebs [67]. Eine Erhthung
des Anstellwinkels verursacht dabei im Allgemeinen eine Verschiebung der
Position des Wirbelplatzens stromauf, wiahrend eine Erhéhung des Pfei-
lungswinkels bei gegebenem Anstellwinkel eine Verschiebung des Aufplatz-
punktes stromab verursacht [23, 57]. In Abhéngigkeit von Geometrie und
Stromungsbedingungen sind verschiedene Formen, auch Moden genannt,
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des Wirbelplatzens zu beobachten [28, 105]. Die beiden héufigsten Moden
bei hohen Reynoldszahlen sind dabei die axialsymmetrische Mode, auch als
Blasen-Typ (engl. bubble type) bezeichnet, und die Spiral Mode, auch Spiral-
Typ (engl. spiral type) genannt [65], die beide beispielhaft in Abbildung 2.1.2
abgebildet sind.

Abbildung 2.1.2: Visualisierung des Wirbelplatzens an einem Deltafliigel,
Blasen-Typ (unten) und Spiral-Typ (oben), aus Lambourne
und Bryer [63]

Fiir die theoretische Beschreibung des Wirbelplatzens wurden schon friih
verschiedene Ansétze entwickelt. Squire [123] untersuchte die Auswirkungen
axialsymmetrischer Storungen auf axialsymmetrische, reibungsfreie Stro-
mungen. Dabei teilte er das Strémungsgebiet in iiberkritische und unter-
kritische Bereiche ein. In iiberkritischen Bereichen kénnen sich Stérungen
nur stromab ausbreiten, wahrend in unterkritischen Bereichen eine Ausbrei-
tung in alle Richtungen moglich ist. Das Wirbelplatzen selbst war seiner
Ansicht nach ein kritischer Zustand am Ubergang zwischen diesen Berei-
chen, der sich durch eine Anh&ufung von stromaufwandernden Stérungen
aus dem unterkritischen Bereich bildete. Diese Uberlegungen wurden von
Benjamin [7] aufgegriffen, der das Wirbelplatzen selbst jedoch analog zum
Beispiel eines Verdichtungsstofes als Ubergang zwischen zwei zusammenge-
horigen Losungen der Grundgleichungen verstand. Ein alternativer Ansatz
wurde von Ludwieg [72] vorgeschlagen, der das Wirbelplatzen, beziehungs-
weise die Entwicklung des mit dem Wirbelplatzen einhergehenden Stau-
punkts, als stromungsmechanische Instabilitdt beschrieb. Bei der Untersu-



2.1 Wirbelstromung an Deltafliigeln

chung der Stabilitat der Wirbelstrémung mit Hilfe linearer Stabilitédtstheorie
wurde eine spiralférmige Storung auf die axialsymmetrische Grundstromung
aufgeprigt, die zu einem spiralfsrmigen Aufplatzen des Wirbels fithrte. Ahn-
liche Untersuchungen wurden beispielsweise von Lessen et al. [66] in Hin-
sicht auf die Stabilitdtseigenschaften eines klassischen Batchelor-Wirbels in
reibungsbehafteter Stromung durchgefiihrt, oder auch von Spall [121], der
bei der Untersuchung der linearen Stabilitéit eines anderen Wirbelmodells,
des sogenannten Q-Wirbels, den Einfluss des Druckgradienten auf die Sta-
bilitdt des Wirbels analysierte. Ein generelles Problem dieses Ansatzes ist
jedoch, dass durch die Anforderung einer nicht-axialsymmetrischen Stérung
eine Untersuchung des axialsymmetrischen Blasen-Typs des Wirbelplatzens
nicht moglich ist. Zudem zeigte Leibovich [64], dass die von Lessen et al. [66]
verwendeten Stromungsprofile stromauf des Wirbelplatzens stabil gegen-
iiber infinitesimalen Stérungen sind, was die Anwendbarkeit des Ansatzes
infrage stellt. Eine ausfiihrlichere Betrachtung der Untersuchungen zur li-
nearen Stabilitdt von Wirbeln wird in Abschnitt 2.2 gegeben.

Friithe numerische Arbeiten zur Untersuchung des Wirbelplatzens beschrank-
ten sich zun#chst auf stark vereinfachte Testfélle, wie zum Beispiel die Un-
tersuchung eines stationdren, laminaren und axialsymmetrischen Wirbels
durch Grabowski und Berger [34] oder die Untersuchung eines instationéren,
axialsymmetrischen Wirbels durch Shih [112]. Mit zunehmenden Rechenka-
pazititen wurden dann auch erste dreidimensionale numerische Simulatio-
nen moglich. So untersuchten beispielsweise Hartwich [36] und Hitzel und
Schmidt [47] die Umstromung von Deltafliigeln auf Basis der Eulergleichun-
gen. Spall und Gatski [120] beschéftigten sich mit dem Wirbelplatzen eines
freien Wirbels auf Basis der instationéren, dreidimensionalen Navier-Stokes-
Gleichungen und konnten in ihren Untersuchungen vier unterschiedliche Mo-
den des Wirbelplatzens beobachten. Um hochwertige Validierungsdaten fiir
die Weiterentwicklung der numerischen Verfahren zu erzeugen, wurde in
den Folgejahren das International Vortex Flow Experiment for Computer
Code Validation (VFE) ins Leben gerufen [21] sowie einige Jahre spéter
das Nachfolgeprojekt VFE-2 [50, 69]. Basierend auf den so gewonnenen
experimentellen Daten wurden umfangreiche numerische Studien durchge-
fiihrt, wobei ein Schwerpunkt auf dem Vergleich klassischer instationérer
Reynolds-Averaged Navier-Stokes (URANS) Verfahren mit skalenauflosen-
den Detached-Eddy-Simulationen (DES) lag. In den Arbeiten von Schiavet-
ta et al. [107] und Cummings und Schiitte [16] zeigte sich dabei, dass die ge-
mittelten Stromungsfelder fiir beide Verfahren qualitativ sehr &hnlich waren.
Auch die vorhergesagten Frequenzen der dominanten Stromungsphénome-

10



2.1 Wirbelstromung an Deltafliigeln

ne, wie beispielsweise der Oszillation der Wirbelplatzposition, zeigten sehr
gute Ubereinstimmung zwischen den beiden Verfahren. Allerdings wiesen die
URANS-Simulationen eine deutlich héhere Leistungsdichte der dominanten
Frequenzen auf als die DES-Ergebnisse [107]. Ein umfangreicherer Uberblick
iiber die Arbeiten zur numerischen Untersuchung abgelster Stromungen an
Deltafliigeln findet sich beispielsweise bei Rizzi und Luckring [100].

2.1.1 Wirbel-Wirbel-Interaktion

Eine Weiterentwicklung des einfachen Deltafliigels sind mehrfach gepfeil-
te Deltafliigel. Die grundlegende Idee bei diesen Konfigurationen ist, den
nutzbaren Anstellwinkelbereich des Flugzeugs durch die Verwendung meh-
rerer unterschiedlich gepfeilter Bereiche der Vorderkante zu erweitern. Die
ersten derartigen Konfigurationen waren Doppeldeltafliigel, die iiblicherwei-
se aus einem stéarker gepfeilten Vorfliigel, auch Strake genannt, und einem
schwécher gepfeilten Hauptfliigel bestehen. An den unterschiedlich gepfeil-
ten Abschnitten der Vorderkante bilden sich dabei jeweils eigensténdige
Wirbelsysteme von Primér-, Sekundér- und Tertidrwirbeln aus, die im hin-
teren Bereich des Fliigels auch miteinander interagieren kénnen. Am stark
gepfeilten Strake bildet sich dabei bei mittleren bis hohen Anstellwinkeln
ein starkes Wirbelsystem, was fiir einen hoheren Auftrieb und verbesser-
te Mandévrierbarkeit im Vergleich zu einfachen Deltafliigeln sorgt [70]. Eine
Gegeniiberstellung des Wirbelsystems am Strake und am Hauptfliigel eines
Doppeldeltafliigels ist in Abbildung 2.1.3 skizziert.

Strake Hauptfliigel

Primérwirbel

Abbildung 2.1.3: Skizze der Wirbelstromung an einem doppelt gepfeilten Del-
tafliigel, nach Verhaagen et al. [138]
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Die Art der Wirbelinteraktion héngt dabei stark vom Abstand, der relati-
ven Stérke und dem Drehsinn der beteiligten Wirbel ab. An Deltafliigeln
liegen im Allgemeinen gleichsinnig drehende Primérwirbel unterschiedlicher
Stéarke vor. Fiir die Interaktion gleichsinnig rotierender Wirbel existieren
umfangreiche Untersuchungen fiir vergleichsweise einfache zweidimensiona-
le Stromungen. Die Ursache der Interaktion ist dabei das von den Wirbeln
induzierte Geschwindigkeitsfeld, das durch das Gesetz von Biot-Savart be-
rechnet werden kann. Die von einem infinitesimalen Wirbelelement ds in-
duzierte Geschwindigkeit di an einem bestimmten Punkt ergibt sich dann
zu

£d§><f

du = =
CT A

(2.1.1)

mit der Zirkulation des Wirbels I' und dem Verbindungsvektor [ zwischen
dem Wirbelfilament und dem betrachteten Punkt [87]. Bei grofen Abstén-
den zwischen den Wirbeln ist keine nennenswerte Wirbel-Wirbel-Interaktion
zu beobachten. Wird der Abstand zwischen den Wirbeln verringert, ist zu-
néchst eine Verflechtung (engl. intertwining) der Wirbel zu beobachten, bei
der sich die Wirbel umeinander winden. Wird jedoch ein kritischer Abstand
unterschritten, bewegen sich die Wirbelkerne immer weiter aufeinander zu,
bis sie miteinander verschmelzen (engl. vortex merging) [79]. Da die Wir-
belradien im reibungsbehafteten Fall mit der Zeit anwachsen, tritt hier fiir
dhnlich starke Wirbel zwangslaufig irgendwann die Verschmelzung der Wir-
bel ein. Wenn einer der beiden Wirbel jedoch deutlich schwécher ist als der
andere, ist es auch moglich, dass der schwichere Wirbel durch die Interak-
tion zerstort wird, bevor es zur Verschmelzung der Wirbelkerne kommt [8].

Fiir den komplexeren Fall der Wirbel-Wirbel-Interaktion an mehrfach ge-
pfeilten Deltafliigelkonfigurationen existieren zahlreiche experimentelle Un-
tersuchungen zum Einfluss der Fliigelgeometrie und Stromungsbedingun-
gen im subsonischen Geschwindigkeitsbereich [9, 11, 140]. Thompson [131,
132] untersuchte den Einfluss von Anstellwinkel und Pfeilungswinkel auf
das Wirbelplatzen an Doppeldeltafliigeln und konnte zeigen, dass sich dabei
grundsétzlich dhnliche Effekte beobachten lassen wie bei einfachen Delta-
fliigeln. Eine Erhohung des Pfeilungswinkels fiihrte zu stérkeren Wirbeln
und verschob das Wirbelplatzen der einzelnen Primérwirbel zu hoéheren
Anstellwinkeln, wiahrend eine Erhohung des Anstellwinkels bei konstanter
Geometrie zu einer Verschiebung des Wirbelplatzens stromauf fiihrte. Das
Wirbelplatzen des einen Priméarwirbels destabilisierte dabei den jeweils an-
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deren Primérwirbel so sehr, dass dieser ebenfalls platzte. Welcher Wirbel
zuerst Anzeichen von Wirbelplatzen zeigte, hing wiederum von Geometrie
und Anstellwinkel ab. Der Beginn der Wirbelinteraktion fiir eine gegebe-
ne Fliigelform verschob sich dabei mit zunehmendem Anstellwinkel weiter
stromauf, was auch beispielsweise von Verhaagen [138] bei Untersuchungen
an einem Deltafliigel mit 76° gepfeiltem Strake und 40° gepfeiltem Haupt-
fligel, kurz als 76°/40° gepfeilt bezeichnet, beobachtet wurde. Auch die aus
den Simulationen einfacher zweidimensionaler Stromungen bekannte Ver-
flechtung und Verschmelzung der Wirbel wurde experimentell an Deltaflii-
geln beobachtet. Brennenstuhl und Hummel [10] untersuchten die Wirbel-
bildung an unterschiedlich gepfeilten Doppeldeltakonfigurationen. Bei Pfei-
lungswinkelkombinationen von 80°/70° und 80°/60° beobachteten sie eine
Verschmelzung der Primérwirbel bei Anstellwinkeln von o > 10°. Die Fél-
le mit verschmolzenen Wirbeln wiesen dabei eine deutliche Reduktion des
Auftriebs im Vergleich zu den Fillen mit getrennten Primérwirbeln auf.
Ahnliche Untersuchungen wurden auch von Olsen und Nelson an einem
80°/60° gepfeilten Doppeldelta durchgefiihrt [88]. Sie untersuchten insbe-
sondere die Entwicklung der Struktur der umeinander gewickelten Wirbel
nach der Interaktion in Abhéngigkeit vom Anstellwinkel des Fliigels. Dabei
beobachteten sie zwar einen starken Einfluss auf die Trajektorien der Wir-
bel aber keine vollstéindige Verschmelzung der Wirbelkerne. Auch die Mach-
zahl der untersuchten Strémung hat einen Einfluss auf die Auspragung der
Wirbel-Wirbel-Interaktion. Bei Untersuchungen an einem Deltafliigel mit
vorgelagertem Strake bei Machzahlen zwischen Ma = 0,6 und Ma = 1,6
beobachteten Erickson et al. [26] deutliche Unterschiede in der resultieren-
den Wirbel-Wirbel-Interaktion. Mit zunehmender Machzahl nahm dabei die
Tendenz zur Verflechtung der Wirbel ab, bis hin zu nahezu vollsténdig ent-
koppelten Wirbeln bei Ma > 1,2. Ein dhnlicher Effekt wurde auch von
Hebbar et al. [39] bei der Untersuchung der Reynoldszahlabhéngigkeit an
einem 76°/40° gepfeilten Doppeldeltafliigel beobachtet. Hier zeigte sich eine
Reduktion der Wirbel-Wirbel-Interaktion bei steigender Reynoldszahl, was
als Erklarung fiir zuvor beobachtete Unterschiede zwischen Untersuchungen
in Wasserkanédlen und Windkanélen gewertet wurde.

Fiir aerodynamische Anwendungen wird die Wirbel-Wirbel-Interaktion be-
sonders in Hinblick auf die gezielte Beeinflussung eines existierenden Wir-
bels durch einen sogenannten Steuerwirbel untersucht. Der Steuerwirbel
kann dabei anstatt durch eine Strake auch beispielsweise durch eine dem
Deltafliigel vorgelagerte, separate Steuerfliche, einen sogenannten Canard,
erzeugt werden [60]. Der vom Canard ausgehende Wirbel dient dabei der
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2.1 Wirbelstromung an Deltafliigeln

Stabilisierung des Primérwirbels des Hauptfliigels [49]. Alternativ kann bei
mehrfach gepfeilten Deltafliigelkonfigurationen auch einer der beteiligten
Primérwirbel durch Steuerflichen, wie zum Beispiel Vorderkantenklappen
oder sogenannte Levcons (engl. leading edge vortex controllers) manipuliert
werden. Durch einen Ausschlag dieser Steuerflichen kann eine Stabilisierung
oder Destabilisierung des Wirbels erzielt werden. Letzteres ist beispielswei-
se bei Flugzustdnden unter Schiebewinkeleinfluss von Bedeutung. Durch die
asymmetrische Anstromung des Fliigels kann es dazu kommen, dass ein Pri-
méarwirbel auf einer Fliigelhélfte frither platzt als auf der anderen, was als
asymmetrisches Wirbelplatzen bezeichnet wird [40]. Durch eine Stabilisie-
rung des geplatzten Wirbels oder eine Destabilisierung des eigentlich noch
stabilen Wirbels auf der Leeseite des Fliigels kann dann der Entwicklung
von starken Nick- und Rollmomenten entgegengewirkt werden. Umfangrei-
che numerische und experimentelle Untersuchungen der Umstrémung von
mehrfach gepfeilten Deltafliigeln wurden im Rahmen des Cranked Arrow
Wing Aerodynamics Project International (CAWAPI) durchgefiihrt [61, 71,
99]. In diesem Projekt wurden deutliche Verbesserungen der numerischen
Vorhersagequalitét im Vergleich zu fritheren Arbeiten erzielt, mafgeblich
bedingt durch Steigerung der nutzbaren Gittergrofe und durch Verbesse-
rung der verwendeten Turbulenzmodelle. Es wurden jedoch auch eine Reihe
an Stromungsbedingungen identifiziert, die sich als numerisch herausfor-
dernd erwiesen, insbesondere subsonische Strémungsbedingungen bei ho-
hen Anstellwinkeln und transsonische Stromungsbedingungen bei mittleren
Anstellwinkeln, bei denen sich starke Verdichtungsstofe auf dem Fliigel bil-
deten und mit den Wirbeln interagierten. Fiir die weitere Untersuchung der
als kritisch bewerteten Félle wurde die NATO STO Arbeitsgruppe AVT-
316 etabliert, im Rahmen derer auch die Umstromung einer dreifach ge-
pfeilten Deltafliigelkonfiguration bei verschiedenen Machzahlen untersucht
wurde [48]. Die Arbeit der Arbeitsgruppe ist noch nicht abgeschlossen, erste
Ergebnisse zeigen jedoch weiterhin einen deutlichen Einfluss der Turbulenz-
modellierung und Netzauflosung auf die resultierende Stromung [102, 111].

2.1.2 Wirbel-Stofs-Interaktion

Die meisten der in den vorherigen Kapiteln beschriebenen Untersuchungen
konzentrierten sich auf subsonische Stromungen im niedrigen Machzahlbe-
reich. Allerdings erstreckt sich der Auslegungsbereich moderner Kampfiug-
zeuge bis in den Uberschallbereich. Mit zunehmender Machzahl steigt da-
bei der Einfluss der Kompressibilitit auf die Wirbelstromung [68, 82]. Bei
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2.1 Wirbelstromung an Deltafliigeln

hohen trans- und supersonischen Geschwindigkeiten kommt es zudem zur
Ausbildung von Verdichtungsstéfen in der Stromung, die mit den Wirbeln
interagieren kénnen. Durch eine Wirbel-Stof-Interaktion erfiahrt der Wirbel
einen abrupten Druckanstieg, der destabilisierend wirkt und zu vorzeitigem
Wirbelplatzen fiihren kann [63], wobei die zugrundeliegenden Mechanismen
mit denen der stofinduzierten Grenzschichtabléfung vergleichbar sind [148].
Bei der Wirbel-Stof-Interaktion wird unterschieden zwischen der Interakti-
on mit senkrechten Verdichtungsstofen (NSVI, engl. normal shock vortex in-
teraction) und der Interaktion mit schiefen Verdichtungsstéfsen (OSVI, engl.
oblique shock vortex interaction). In Abhéngigkeit von der Auswirkung der
Wirbel-Stoft-Interaktion wird zudem noch zwischen der sogenannten schwa-
chen Wechselwirkung, bei der es nicht zum Wirbelplatzen kommt, und der
starken Wechselwirkung, die Wirbelplatzen verursacht, unterschieden [12].

Die Interaktion mit einem senkrechten Verdichtungsstoft ist dabei im All-
gemeinen kritischer und fiihrt zu fritherem Wirbelplatzen, da hier fiir eine
gegebene Stromung der Druckanstieg {iber den Stofs gréfer ist. Durch die
Interaktion zwischen Wirbel und Verdichtungsstoff kommt es auch zu einer
Verformung des Verdichtungsstofies, einer Auswolbung des Verdichtungssto-
fes in Stromaufrichtung. Im Fall der NSVI bildet sich dabei eine anndhernd
axialsymmetrische, instationédre Stofiblase (engl. bubble shock), die mit zu-
nehmender Drallzahl (engl. swirl number) und zunehmender Anstrommach-
zahl wéchst [55]. Die Drallzahl S = vy maz /2, Achse bezeichnet dabei das
Verhéltnis zwischen der maximalen Azimutalgeschwindigkeit des Wirbels
Vg, mae Und der Axialgeschwindigkeit auf der Wirbelachse v, scnse. Im Fall
der starken Wechselwirkung bildet sich stromab der Stofsblase ein Riick-
stromgebiet auf der Wirbelachse, dhnlich dem Wirbelplatzen des Blasen-
Typs in inkompressiblen Stromungen. Basierend auf der Annahme, dass
die Bildung eines Staupunktes notwendig fiir das Wirbelplatzen ist, leitete
Mahesh [74] ein theoretisches Wirbelplatzkriterium her,

2
D2,00 = P1,Achse > P1,Achse " Uz 1 Achses (212)

wobei die Indizes 1 und 2 jeweils die Bedingungen vor und nach dem Stofs be-
schreiben, und die Indizes Achse und oo die Bedingungen auf der Wirbelach-
se, beziehungsweise im Fernfeld beschreiben. Wirbelplatzen tritt demnach
auf, wenn der Drucksprung iiber den Verdichtungsstofs, p2 oc —P1,achse, Er0-
Ber ist als der Impulsfluss p1, achse - V2 aunee auf der Wirbelachse stromauf
des Stofies. Da p1, Achse mit zunehmender Zirkulation des Wirbels abnimmt,
folgt daraus, dass eine Reduktion der Axialgeschwindigkeit auf der Wir-
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2.1 Wirbelstromung an Deltafliigeln

belachse oder eine Erhohung der Umfangskomponente der Wirbelstromung
eine destabilisierende Wirkung auf den Wirbel haben.

Auch im Fall der OSVI kommt es zu einer Verformung des Stofles durch
die Interaktion mit dem Wirbel. Dabei beult sich die Stoffront im Inter-
aktionsgebiet mit dem Wirbel konusférmig in Stromaufrichtung aus, siehe
Abbildung 2.1.4, was auf den geringeren Druck im Wirbelkern stromauf
der Stoffront zuriickzufiihren ist. Das Ausmaf der Verformung héngt dabei
mafigeblich von der lokalen Machzahl Maj achse auf der Wirbelachse ab,
da durch die Anderung von M a1,Achse der lokale Stoffwinkel o beeinflusst
wird. Fiir einen schiefen Stof gilt in Abhéngigkeit von der Vorstofsmachzahl
Ma; und dem Isentropenexponenten 7 folgende Beziehung zwischen dem
Umlenkwinkel © und dem Stofswinkel o:

tan(o — O) _ 2+ (v — 1)Ma2sin*(o)
tan(o) (v 4+ 1)Ma2sin?(o)

(2.1.3)

Der Umlenkwinkel bezeichnet den Winkel, um den die Strémung nach dem
Stof umgelenkt wird, was bei einer Rampenstréomung bei den hier betrachte-
ten Machzahlen in erster Naherung dem Rampenwinkel entspricht, wihrend
der Stofwinkel den Winkel des Verdichtungsstofies relativ zur Anstromung
bezeichnet. Fiir einen festen Umlenkwinkel fiihrt Gleichung 2.1.3 auf zwei
mogliche Stofswinkel, 0, und .42, die als schwache, beziehungsweise
starke Stoflosung bezeichnet werden. Bei der schwachen Stoflésung kann
stromab des Stofes weiterhin Uberschall herrschen, wihrend die starke Stok-
16sung die Stréomung zwangsldufig in den Unterschall iiberfithrt. Wenn die
Vorstoftmachzahl auf der Wirbelachse jedoch unter einen kritischen Wert

Schiefer
Verdichtungssto

Ausgebeulter
Verdichtungsstofl

- Langswirbel

)

Rampe

Abbildung 2.1.4: Schattenaufnahme der Interaktion eines Léngswirbels mit ei-
nem schiefen Verdichtungsstoff, nach Smart et al. [115]
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Man Achse,krit sinkt, liefert Gleichung 2.1.3 keine Losung mehr. In diesem
Fall ist eine starke Verformung des Verdichtungsstoftes und die Ausbildung
eines lokal abgelosten Verdichtungsstofes zu beobachten [55, 128]. Durch
die Interaktion mit diesem lokal senkrechten Verdichtungsstoff kommt es
zu einer starken Verzogerung der Stromung im Wirbelkern, wodurch es zur
Ausbildung eines Riickstromgebiets, also Wirbelplatzen, kommen kann.

In Anlehnung an das in Gleichung 2.1.2 beschriebene Stabilitétskriterium
definierte Thomer [129] ein Wirbelplatzkriterium fiir die OSVI

o V2 2
P1,Achse + 01,Achse * Uz 1, Achse <14+ L(Magosifn?(o') — 1) . (214)

P11, P1,00 v +1
———
Y1 P2 P3

Demnach tritt Wirbelplatzen auf, wenn ein abgeldster Stofs vorliegt, also
May achse < Mai, Achse,krit, und gleichzeitig die Summe aus dem Druck
auf der Achse und dem Impulsfluss auf der Wirbelachse stromauf des Ver-
dichtungsstofies kleiner ist als der Druck stromab des Verdichtungsstofses,

(1 +12) /13 < 1.

Ein alternatives empirisches Kriterium wurde von Hiejima [46] definiert und
auf Basis von numerischen Simulationen validiert. Im Gegensatz zu den Kri-
terien von Mahesh und Thomer legte Hiejima die Annahme zugrunde, dass
Wirbelplatzen auftritt, wenn die Druckdifferenz AP = (p2 o — P2, Achse) —
(P1,00 — P1,Achse) grofer ist als die kinetische Energie stromab des schiefen
Verdichtungsstofes,

1
(p2,oo _pZ,Achse) - (pl,oo _pl,Achse) > 5@2,00 'U;Q,oov (215)

oder wenn Ma, > 1, wobei Ma, = v,/a die azimutale Machzahl ist und a
die Schallgeschwindigkeit.

2.2 Lineare Stabilitatsanalyse

Die Stabilitdtsanalyse basierend auf der linearen Stabilitdtstheorie unter-
sucht die Stabilitdt einer stationiren Grundstréomung Cj gegeniiber klei-
nen Stoérungen q_7 [109]. Das wohl bekannteste Anwendungsgebiet der li-
nearen Stabilitdtstheorie in der Stromungsmechanik ist die Untersuchung
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2.2 Lineare Stabilitdtsanalyse

der laminar-turbulenten Transition [20]. Im Laufe der Jahre wurden ver-
schiedene Verfahren der linearen Stabilitétstheorie beschrieben, die jeweils
unterschiedlich strenge Anforderungen an die Form der Grund- und Stor-
stromung stellen. Im Allgemeinen wird die Storstromung dabei durch einen
harmonischen Ansatz beschrieben,

—

q = ge'x, (2.2.1)

L=

mit der Amplitudenfunktion 5 und der Phasenfunktion y. Der einfachste
derartige Ansatz ist die lokale Stabilitatstheorie (LST). Sie erlaubt die Un-
tersuchung von Strémungen, die lediglich in einer Strémungsrichtung varia-
bel sind, weshalb fiir die Analyse realistischer Stromungen die sogenannte
Parallelstromungsannahme, die Annahme, dass Gradienten in Hauptstro-
mungsrichtung vernachlissigbar sind, verwendet werden muss [109]. Eine
Weiterentwicklung der LST sind die parabolisierten Stabilitéatsgleichungen
(PSE), die weniger strenge Anforderungen an die Grundstrémung stellen. In
der urspriinglichen Formulierung erlauben sie kleine Gradienten in einer zu-
satzlichen Stromungsrichtung [43], beziehungsweise in Form der dreidimen-
sionalen PSE-3D auch grofte Gradienten in zwei zusétzlichen Strémungsrich-
tungen [91]. Auch bei diesen Ansétzen werden jedoch immer noch einschrén-
kende Annahmen iiber die Struktur der Grundstromung gemacht. Im Ge-
gensatz dazu macht die globale Stabilitdtsanalyse (GSA) keine Annahmen
iiber die Struktur der Grundstromung. Lediglich die Annahme der kleinen,
harmonischen Stoérung bleibt bestehen [126]. Bei der linearen Stabilitétsana-
lyse wird zudem zwischen zwei Arten von Instabilitdten unterschieden, den
konvektiven und den absoluten Instabilitdten. Wahrend konvektive Instabi-
litdten sich mit der Strémung bewegen, bleiben absolute Instabilitdten an
ihrem Entstehungspunkt. Die globale Stabilitdtsanalyse wird im Allgemei-
nen zur Detektion und Untersuchung absoluter Instabilitdten genutzt. Eine
Ubersicht der verschiedenen Verfahren und zugehérigen Annahmen wird in
Tabelle 2.2.1 gegeben.

Von den genannten Verfahren wird im Rahmen dieser Arbeit lediglich die
globale Stabilitdtsanalyse verwendet. Der Verzicht auf vereinfachende An-
nahmen in Bezug auf die Grundstrémung bringt dabei einerseits Vorteile in
Form der Anwendbarkeit auf komplexe Stromungen, andererseits resultiert
daraus auch ein deutlich erhéhter Rechenaufwand und Arbeitsspeicherbe-
darf im Vergleich zu den restlichen genannten Verfahren. Die erste An-
wendung der GSA war die Untersuchung von Instabilitéiten in Scherschich-
ten durch Pierrehumbert und Widnall [93]. In den Folgejahren wurde die
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2.2 Lineare Stabilitédtsanalyse

Tabelle 2.2.1: Ubersicht iiber verschiedene Verfahren der linearen Sta-
bilitatsanalyse und zugehorige Grundstromungsannahmen,
nach Theiss [125]

Methode Annahmen Amplituden- Phasenfunktion
funktion
LST 0,0=0,0=0 cf(y) ar + Pz — At
PSE | 9,0 < 9,03;0.Q = q(z*,y) [a(a!)dz' + Bz — At
PSE-3D 0,0 < 0 ,Q, 0. Cj q(z*,y) Ja(z")dx' — Nt
GSA - Q(z,y,2) Y

GSA hauptséchlich auf einfache, zweidimensionale Stromungen angewandt,
wie zum Beispiel die Zylinderumstromung oder Kavititsstromungen [126].
Besondere Aufmerksamkeit erlangte schlieflich die Arbeit von Crouch et
al. [14] zur Untersuchung des Ursprungs von Buffet an einem NACA0012-
Profil. Sie zeigten erstmals, dass Buffet durch eine globale Instabilitat aus-
gelost wird. In den Folgejahren wurden diese Untersuchungen von anderen
Autoren aufgegriffen und erweitert. Iorio et al. [52] untersuchten ebenfalls
Buffet am NACAOQ0012-Profil. Sie konnten die Ergebnisse von Crouch repro-
duzieren und um eine adjungierte Analyse erweitern. Zudem zeigten sie ers-
te Ergebnisse fiir eine quasi-dreidimensionale globale Stabilitdtsanalyse an
einem in spannweitiger Richtung extrudierten NACA0012-Profil. Noch ei-
nen Schritt weiter gingen die Arbeiten von Timme und Thormann [135] und
Timme [134], die Buffet an einem vollstdndig dreidimensionalen Halbmodell
einer Fliigel-Rumpf-Konfiguration unter transsonischen Bedingungen unter-
suchten. Eine detaillierte Beschreibung der mathematischen Grundlagen der
GSA und der im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Implementierung wird
in Abschnitt 3.5 gegeben.

Die Verwendung von Verfahren der Stabilitdtsanalyse zur Untersuchung des
Wirbelplatzens hat eine lange Historie. Wie bereits in Abschnitt 2.1 be-
schrieben, wurden die ersten derartigen Studien von Ludwieg [72] zur Stabi-
litdt von reibungsfreien, axialsymmetrischen Wirbeln durchgefiihrt. Weitere
Arbeiten zur Stabilitdt von Wirbeln in inkompressibler Strémung wurden
beispielsweise von Lessen et al. [66] und Spall [121] veroffentlicht. All die-
se Untersuchungen nutzten stark vereinfachte Grundstréomungen, fiir die
Rotationssymmetrie und vernachlissigbare Anderungen der Wirbeltopolo-
gie in Stromungsrichtung angenommen wurden. Eine Stabilitdtsanalyse des
Wirbelplatzens, oder auch der Interaktion eines Wirbels mit einem Ver-
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dichtungsstoft, war daher nicht méglich, da in diesem Fall die zugrunde-
liegenden Annahmen nicht mehr giiltig gewesen wéren. Mit Zunahme der
verfiigharen numerischen Rechenkapazitdten in den letzten Jahren wur-
den jedoch auch vollstindig dreidimensionale numerische Untersuchungen
durchfiihrbar. Eine globale Stabilitdtsanalyse eines schwach nicht-parallelen
klassischen Batchelor-Wirbels wurde von Heaton et al. [38] durchgefiihrt.
Der Schwerpunkt der Studie lag auf der Struktur des Eigenspektrums und
dem Vergleich zwischen den Eigenmoden absoluter Instabilitdten, die an-
hand lokaler Stabilitdtsanalyse beziehungsweise globaler Stabilitdtsanalyse
gewonnen wurden, wobei sie eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen den
Spektren beobachten konnten. Eine globale Stabilitétsanalyse fiir eine stark
nicht-parallele Stromung wurde von Gallaire et al. [31] und Meliga und Gal-
laire [80] durchgefiihrt. Basierend auf DNS Ergebnissen fiir das dreidimen-
sionale Wirbelplatzen von Ruith et al. [101] untersuchten sie die Stabilitét
der Stromung rund um einen axialsymmetrisch geplatzten Wirbel mittels
lokaler und globaler Stabilitdtsanalyse und konnten nachweisen, dass das
Wirbelplatzen vom Spiral-Typ als instabile Eigenmode interpretiert werden
kann. Meliga et al. [81] konnten auch zeigen, dass bei moderaten Drallzah-
len zwei Eigenmoden gleichzeitig instabil werden. Dabei war es ihnen nicht
moglich, auf Basis klassischer linearer Kriterien, wie zum Beispiel der Anfa-
chungsrate, eine dominante Mode zu bestimmen. Diese Beobachtung fiihrte
sie zu der Annahme, dass nicht-lineare Interaktionen zwischen den Moden
eine mafsgebliche Rolle spielen miissen.

Die iiberwiegende Mehrzahl an Studien zur linearen Stabilitdt von Wirbel-
stromungen wurde fiir inkompressible Stromungen durchgefiihrt, wihrend
iiber die Stabilitdt von kompressiblen Wirbelstromungen noch wenig be-
kannt ist. Eine Ausnahme ist die Arbeit von Yin et al. [146], in der die ab-
soluten und konvektiven Instabilitdten eines klassischen Batchelor-Wirbels
mit verschiedenen axialen Geschwindigkeitsdefiziten untersucht wurden. Da-
bei beobachteten sie einerseits, dass bei einer Ubergeschwindigkeit im Witr-
belkern konvektive Instabilitdten dominierten, wahrend sich bei einem Ge-
schwindigkeitsdefizit im Kern absolute Instabilitdten ausbildeten. Anderer-
seits zeigten sie auch, dass eine Erhéhung des axialen Geschwindigkeits-
defizits oder der Drallzahl zu héheren Wachstumsraten der instabilen Ei-
genmoden fiihrte. Dieses Ergebnis wurde auch in einer Studie von Hieji-
ma [45] bestétigt, der ebenfalls die Stabilitdt eines Batchelor-Wirbels bei
unterschiedlichen Machzahlen untersuchte. Arbeiten zur linearen Stabilitét
der Wirbel-Stofs-Interaktion sind dem Autor nicht bekannt.
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2.3 Experimentelle Untersuchungen am
DLR-F22-Modell

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiithrten Untersuchungen waren Teil
des Diabolo-Projekts, einer Kooperation zwischen dem DLR und verschie-
denen Industriepartnern zur Erforschung von Technologien fiir zukiinftige
Kampfllugzeuge. Ein Aufgabenpaket des Diabolo-Projekts war die experi-
mentelle Untersuchung des DLR-F22-Models, eines modularen Windkanal-
models das im Rahmen des Projekts entworfen wurde. Die experimentel-
len Untersuchungen wurden von Rein [98] durchgefiihrt und waren nicht
Teil der vorliegenden Arbeit. Die resultierenden Messdaten wurden jedoch
fiir die Validierung der numerischen Simulationen verwendet, weswegen im
Folgenden eine kurze Ubersicht iiber die durchgefiihrten Arbeiten gegeben
wird.

Das DLR-F22-Modell ist ein generischer Mehrfachdeltafliigel mit scharfer
Vorderkante und Plattenfliigeln. Die Basiskonfiguration, F22-L.S1 genannt,
ist eine Dreifachdeltafliigelkonfiguration mit Pfeilungswinkeln von ¢; = 45°,
¢ = 75° und ¢3 = 45° fiir Levcon, Strake und Hauptfliigel. Aufgrund
der modularen Konstruktion ist es moglich, den Vorkérper sowie den Vor-
fliigel, bestehend aus Levcon und Strake, auszutauschen. Ausgehend von
der Basiskonfiguration wurden durch systematische Reduktion der Levcon-
Spannweite und der Strake-Lange insgesamt sechs verschiedene Konfigura-
tionen des Windkanalmodells erstellt (LS1, L05, L03, L00, S05 und S01).
Die Bezeichnungen nehmen dabei Bezug auf die Anderungen im Vergleich
zur Basiskonfiguration F22-LS1: Der Buchstabe gibt an, ob der Levcon (L)
oder der Strake (S) variiert wurde, die Zahl beschreibt das Verhéltnis zur
Basiskonfiguration. Die Konfiguration F22-L03 weist also eine auf 30% ver-
ringerte Spannweite des Levcon auf. Eine Ubersicht iiber die verschiedenen
Konfigurationen ist in Abbildung 2.3.1 zu finden. Eine detailliertere Vor-
stellung der im Rahmen der Arbeit verwendeten Konfigurationen findet in
Abschnitt 4.1 statt.

In einer umfangreichen Windkanalkampagne am Transsonischen Windkanal
Gottingen (DNW-TWG) wurden die verschiedenen Modellkonfigurationen
im Machzahlbereich von Ma = 0,5 bis Ma = 2,0 und im Anstellwinkelbe-
reich von v = 0° bis a = 30° vermessen. Fiir alle Messpunkte wurden stan-
dardméfig Oberflichendriicke an sechs spannweitigen Druckmessschnitten,
im Folgenden als S; bis Sg bezeichnet, mit insgesamt bis zu 122 Druck-
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LS1 L05 L03 L00

LS1 S05 S01

Vorkorper

Levcon /

Strake /

Hauptfliigel

(a) Variation der Levcon-Spannweite (b) Variation der Strake-Lénge

Abbildung 2.3.1: Ubersicht iiber die verschiedenen Konfigurationen des DLR-
F22-Modells

messbohrungen gemessen, sowie instationére Driicke iiber Kulite-Sensoren
an acht verschiedenen Positionen auf der Modelloberfliche. Die Positionen
der Druckschnitte sind in Anhang A.1 aufgefiihrt und die Positionen der
Kulite-Sensoren in Anhang A.2. Aufgrund der grofen Anzahl an Druck-
messbohrungen und zugehorigen Druckmessschlduchen war in der Modell-
aufnahme kein Platz fiir eine klassische 6-Komponenten-Waage zur Mes-
sung der Krifte und Momente. Stattdessen wurden die Normalkraft F, und
das Nickmoment M, iiber Dehnungsmessstreifen am Modellstiel gemessen.
Zusétzlich wurden fiir ausgewdhlte Konfigurationen und Messpunkte noch
weitere Messtechniken angewandt. Zum einen wurden fiir bestimmte Mess-
punkte flachige Oberflichendruckverteilungen durch die Auswertung von
drucksensitiver Farbe (PSP, engl. pressure sensitive paint) ermittelt [147].
Zum anderen wurde das Geschwindigkeitsfeld im fiir die Wirbel-Wirbel-
und Wirbel-Stof-Interaktion relevanten Bereich tiber Strake und Hauptfli-
gel mittels Particle Image Velocimetry (PIV) gemessen. Ein Uberblick iiber
die Messkampagne und die gewonnenen experimentellen Daten findet sich
bei Rein [98]. Aufgrund von Verzdgerungen im Projektablauf fanden die
experimentellen Untersuchungen erst deutlich spéater statt als urspriinglich
geplant, so dass insbesondere die Validierungsdaten der numerischen Simu-
lationen erst zur Verfligung standen, als ein Grofsteil der fiir die Arbeit
geplanten numerischen Arbeiten bereits abgeschlossen war.
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3 Modelle, Verfahren und
Werkzeuge

In diesem Kapitel werden die verschiedenen im Rahmen der Arbeit ver-
wendeten Verfahren vorgestellt, beginnend in Abschnitt 3.1 mit dem Stro-
mungsloser TAU sowie der zugehérigen Simulationsumgebung FlowSimula-
tor. Anschlieffend wird in Abschnitt 3.2 der fiir die Erzeugung der Rechen-
gitter genutzte Netzgenerator Centaur eingefiithrt. In Abschnitt 3.3 wird
schlieflich ein kurzer Uberblick iiber die analytischen Wirbelmodelle gege-
ben, die fiir die Untersuchungen der Wirbel-Stofi-Interaktion an der generi-
schen Rampengeometrie in Kapitel 5 verwendet werden. Da die Wirbel fiir
diese Untersuchungen durch eine Modifikation der Einlassrandbedingung ins
Stromungsfeld eingebracht werden, wird zudem die Berechnung der Rand-
bedingung erldutert. Danach wird in Abschnitt 3.4 eine kurze Beschreibung
des Verfahrens zur Verfolgung und Extraktion der Wirbelachsen gegeben.
Abschliefend werden in den Abschnitten 3.5 und 3.6 das verwendete Ver-
fahren fiir die globale Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stof-Interaktion sowie
die Grundlagen der Dynamic Mode Decomposition (DMD) vorgestellt.

3.1 Stromungsloser TAU

Die in dieser Arbeit gezeigten numerischen Simulationen wurden mit dem
vom DLR entwickelten Stromungsloser TAU [32] durchgefiihrt. Der TAU-
Code ist ein auf dem Finite-Volumen-Verfahren basierender Stromungsloser
fiir die dreidimensionalen, kompressiblen Navier-Stokes-Gleichungen. Die
Gleichungen werden dabei im Allgemeinen auf unstrukturierten Rechengit-
tern gelost. Dies ermoglicht eine effiziente Netzgestaltung auch fiir komplexe
Geometrien, da das Rechengitter gezielt in relevanten Bereichen verfeinert
werden kann. Als rdumliche Diskretisierungsverfahren stehen verschiede-
ne Aufwind- und Zentraldifferenzen-Verfahren zur Auswahl. Die zeitliche
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3.1 Stromungsloser TAU

Diskretisierung wird wahlweise mit einem mehrstufigen expliziten Runge-
Kutta-Verfahren oder einem impliziten Backward-Euler-Verfahren umge-
setzt. Unabhéngig von den Diskretisierungsverfahren ist die Verwendung
von Mehrgitter- oder lokalen Zeitschrittverfahren zur Konvergenzbeschleu-
nigung moglich. Fiir die Simulation turbulenter Stréomungen bietet der TAU-
Code eine Reihe von Ein- und Zweigleichungs-Wirbelviskositdtsmodellen so-
wie vollwertige Reynoldsspannungsmodelle (RSM). Je nach Turbulenzmo-
dell stehen auferdem Erweiterungen zur Rotationskorrektur (RC) [116, 118]
sowie die sogenannte Quadratic Constitutive Relation (QCR) [117] zur Ver-
fligung. Zur Durchfiihrung von skalenauflésenden Simulationen stehen zu-
dem verschiedene Verfahren zur Grobstruktursimulation (LES) sowie hybri-
de RANS/LES-Verfahren aus der Gruppe der Detached-Eddy-Simulationen
(DES) zur Auswahl, auf die in Abschnitt 3.1.1 genauer eingegangen wird.
Sofern nicht explizit anders angegeben, wurden bei den im Rahmen der
vorliegenden Arbeit durchgefiihrten numerischen Simulationen die folgen-
den Einstellungen und Modelle eingesetzt:

e Vollturbulente Strémung

e Raumliche Diskretisierung der konvektiven Fliisse mittels
Zentraldifferenzen-Verfahren zweiter Ordnung

e Raumliche Diskretisierung der turbulenten Fliisse mittels Roe-
Verfahren zweiter Ordnung

e Zeitliche Diskretisierung mittels implizitem Backward-Euler-
Verfahren

o Menter-SST-Turbulenzmodell

Die Simulationen wurden mit der Version 2019.1 des TAU-Codes durchge-
fiithrt.

3.1.1 Skalenauflosende Simulationsverfahren und
synthetische Turbulenz

Zusatzlich zu Verfahren, die auf klassischen Wirbelviskositatsmodellen beru-
hen, bietet der TAU-Code auch eine Reihe hybrider RANS/LES-Verfahren
fiir skalenauflésende Simulationen. Neben der klassischen Detached-Eddy-
Simulation (DES) stehen auch Delayed Detached-Eddy-Simulation (DDES)
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3.1 Stromungsléser TAU

und Improved Delayed Detached-Eddy-Simulation (IDDES) Verfahren zur
Auswahl. All diesen Verfahren ist gemein, dass nur in bestimmten Berei-
chen der Stromung ein skalenauflésendes Verfahren verwendet wird, wéih-
rend im restlichen Strémungsgebiet eine URANS-Simulation durchgeiihrt
wird, was den Rechenaufwand fiir komplexe Konfigurationen drastisch re-
duzieren kann. Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein IDDES-Ansatz [114],
basierend auf dem Menter-SST-Turbulenzmodell [83], verwendet. Bei der
IDDES wird ein sogenannter wandmodellierter LES (WMLES) Ansatz mit
einem DDES-Ansatz kombiniert. Durch Verwendung eines modifizierten
Feinstrukturmodells wird dabei in Abhéngigkeit vom lokalen Turbulenz-
grad der Stromung und der lokalen Auflésungsfahigkeit des Gitters zwischen
WMLES und DDES umgeschaltet. Dadurch wird insbesondere das Verhal-
ten im logarithmischen Geschwindigkeitsbereich der Grenzschicht verbessert
und das Problem des sogenannten Log-Layer Mismatch vermieden, weshalb
die IDDES besser fiir Stromungen geeignet ist, bei denen keine vollstdndig
wandaufgeloste LES moglich ist [114].

Wie bereits erwéhnt, wurden im Rahmen der Arbeit zwei verschie-
dene Testfdlle untersucht: einerseits die Umstromung eines generischen
Mehrfachdeltafliigel-Modells und andererseits die Interaktion generischer
Langswirbel mit einem schiefen Verdichtungsstof, der durch eine Rampe
in Uberschallstromung erzeugt wird. Im Gegensatz zu den Simulationen der
Umstromung des Mehrfachdeltafliigel-Modells ergaben sich bei den Simula-
tionen der Rampenstréomung zusétzliche Komplikationen bei der Durchfiih-
rung der skalenauflésenden Simulationen. Wahrend bei den Simulationen
am DLR-F22-Modell Turbulenz in der Grenzschicht des Modells produziert
wird, werden die generischen Langswirbel im Fall der Rampenstréomung als
frei in der Stromung liegend vorgegeben. Zwar werden am Einstromrand
turbulente Grofen vorgegeben, aus denen sich bei ausreichend langer Vor-
lauflinge auch turbulente Strukturen entwickeln kénnten. Dieses Vorgehen
wiirde jedoch den notwendigen Rechenaufwand deutlich erh6hen und zu-
sétzlich bestiinde die Gefahr, dass der Wirbel dissipiert, bevor er mit dem
Verdichtungsstofs interagiert. Um diese Probleme zu umgehen und um den
DES-Ansatz auch bei Testféllen mit analytisch definierten Wirbeln nutzen
zu konnen, wurde fiir diese Félle ein Generator fiir synthetische Turbu-
lenz [29, 113] eingesetzt, um die turbulenten Strukturen in das Stromungs-
feld einzubringen. Eine schematische Darstellung des Aufbaus einer Simu-
lation mit synthetischer Turbulenz ist in Abbildung 3.1.1 gegeben.
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3.1 Stromungsloser TAU

RANS-Region
Einlassrand

Rampe

Referenzgebiet —
Synthetische Turbulenz
LES-Region

Abbildung 3.1.1: Schematische Darstellung des Aufbaus der skalenauflésenden
Simulation eines einzelnen Wirbels mit synthetischer Turbu-
lenz

Das Rechengebiet wird dabei in vier Bereiche aufgeteilt: das Referenzge-
biet, aus dem die Referenzgrofen extrahiert werden (rot), die synthetische-
Turbulenz-Region (blau), das LES-Gebiet (griin) sowie das restliche Stro-
mungsfeld. Im Gegensatz zu den Rechnungen am DLR-F22-Modell miissen
die unterschiedlichen Regionen im Rechengebiet manuell vorgegeben wer-
den um zu garantieren, dass im Einflussbereich des Wirbels skalenauflésend
gerechnet wird. Fiir die Berechnung der Geschwindigkeitsfluktuationen der
synthetischen Turbulenz werden die Referenzgroflen der Temperatur, der
Dichte und der Geschwindigkeit aus dem Strémungsfeld einer vorangegan-
genen (U)RANS-Simulation extrahiert. Aus diesen Referenzgrofen werden
instationére Fluktuationen ¥’y des Geschwindigkeitsfelds berechnet,

Top =C -0, (3.1.1)
Der Tensor C beschreibt hierbei die Anisotropie der zugrundeliegenden
(U)RANS-Losung und ergibt sich entsprechend Rrans = CTC aus dem
Reynoldsspannungstensor Rrans der (U)RANS-Simulationen, wihrend
Uy €in im statistischen Mittel homogenes, isotropes Feld von zufilli-
gen Geschwindigkeitsfluktuationen bezeichnet [5]. Die tatséchlich auf das
Stromungsfeld aufgeprigten Geschwindigkeitsfluktuationen ', ergeben sich
dann zu

Uy =gy — Ul (3.1.2)
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3.1 Stromungsléser TAU

wobei ¢ und ¢ — 1 jeweils den aktuellen und den vorherigen Zeitschritt,
und ..., die aufgelsten Geschwindigkeitsfluktuationen im Stromungs-
feld beschreiben. Die Schwankungen der Dichte und der Temperatur werden
anschliefiend entsprechend der Hypothese von Morkovin [86] bestimmt. Die-
se Hypothese besagt, dass fiir wandbegrenzte Stromungen die Fluktuationen
von Dichte, Druck und Temperatur vernachléssigbar sind, solange Ma < 5.
Damit werden die Dichte- und Temperaturschwankungen in Abhéngigkeit
von den Geschwindigkeitsfluktuationen und den mittleren Stromungsgroéfien
0, T und T wie folgt definiert:

===~ M Ma?=. (3.1.3)

3.1.2 Simulationsumgebung FlowSimulator

Der DLR-FlowSimulator [77] ist eine Simulationsumgebung zur Steuerung
und Automatisierung von multidisziplindren Simulationen. Die Kernkom-
ponente des FlowSimulators ist der FlowSimulator Data Manager (FSDM),
der fiir die Verarbeitung und den Austausch der Simulationsdaten zustén-
dig ist. Uber die Programmiersprache Python kénnen externe Module auf
den FSDM zugreifen, um beispielsweise TAU-Simulationen zu steuern oder
Stromungs-Strukturkopplungen zu realisieren. Da alle erzeugten Daten zen-
tral im FSDM vorgehalten werden, besteht zudem die Moglichkeit, erste
Auswertungen wihrend der Laufzeit der Simulationen durchzufithren. Im
Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde der FlowSimulator einerseits zur
Steuerung der numerischen Simulationen genutzt, so dass beispielsweise au-
tomatisch nach einer Anlaufphase, fiir die robustere aber weniger genaue
numerische Einstellungen genutzt wurden, auf hoherwertige Verfahren um-
geschaltet werden konnte. Zudem wurden iiber zusétzliche Python-Skripte
unter anderem Daten an Iso- und Schnittflichen sowie an einzelnen Mess-
punkten wihrend der Laufzeit der instationdren Simulationen ausgegeben.
Andererseits wurde das in Abschnitt 3.5 beschriebene Verfahren zur globa-
len Stabilitdtsanalyse im Rahmen des FlowSimulators implementiert.
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3.2 Netzgenerator Centaur

3.2 Netzgenerator Centaur

Fiir die Erzeugung der Rechengitter, die fiir die numerischen Simulatio-
nen genutzt wurden, wurde die kommerzielle Software CENTAUR ver-
wendet [13]. Basierend auf extern generierten CAD-Geometrien erzeugt
CENTAUR hybride Rechengitter bestehend aus quasi-strukturierten Pris-
men oder Hexaedern sowie unstrukturierten Tetraedern. Klassische hybride
Gitter verwenden quasi-strukturierte Bereiche nur in Wandn&he zur bes-
seren Auflésung der Grenzschicht. Dariiber hinaus ist es in CENTAUR
jedoch auch moglich, fiir einfache Geometrien, das gesamte Rechengebiet
quasi-strukturiert zu vernetzen. Fiir die Vernetzung komplexerer Geome-
trien besteht zudem die Moglichkeit, Hexaeder-Blocke frei im Rechengebiet
zu platzieren und das restliche Rechengebiet mit unstrukturierten Tetra-
edern aufzufiillen. Durch die Verwendung sogenannter Quellen ist es zu-
dem moglich, die Zelldichte in Bereichen von Interesse lokal zu erhéhen.
Detaillierte Informationen zur Gittererzeugung der im Rahmen der Arbeit
verwendeten Rechengitter sind in Abschnitt 4.1.2 fiir die Simulationen des
DLR-F22-Modells und in Abschnitt 5.1.1 fiir die Simulationen mit analyti-
schen Wirbeln zu finden.

3.3 Analytische Wirbelmodelle

Fiir die Rechnungen mit analytischen Wirbeln wurden die Wirbel iiber ei-
ne Dirichlet-Randbedingung am stromaufgelegenen Rand des Rechengebiets
eingebracht. Das Vorgehen zur Definition der Wirbel orientierte sich dabei
am Vorgehen von Thomer [129]. Dabei wird zunéchst basierend auf einem
analytischen Wirbelmodell die Geschwindigkeitsverteilung am Einlassrand
bestimmt. Anschliefend werden unter Zuhilfenahme verschiedener Annah-
men daraus die Druck- und Dichteverteilungen berechnet. In der Literatur
sind viele verschiedene Modelle zur Beschreibung von Wirbelstrémungen be-
kannt. Ein Uberblick iiber das Thema und ein Vergleich der verschiedenen
Modelle ist beispielsweise bei Alekseenko et al. [1] zu finden.

Die Berechnung der Randbedingung wurde in dimensionslosen Variablen
durchgefiihrt, wobei die Entdimensionalisierung analog zum Vorgehen des
TAU-Codes definiert wurde. Dabei werden als Referenzgrofen die Ruhegro-
Ren der freien Anstromung verwendet, wobei im Folgenden die dimensionslo-
sen Grofen mit dem Index * gekennzeichnet werden. Die Referenzgrofe der
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3.3 Analytische Wirbelmodelle

Geschwindigkeiten ¥/ ist dabei die Ruheschallgeschwindigkeit ag = /v RsTp,
mit der spezifischen Gaskonstante Rg und dem Isentropenexponenten -,
wahrend fiir die Dichte ¢ und die Temperatur T jeweils die Ruhedichte g,
beziehungsweise die Ruhetemperatur Ty als Referenzgrofse genutzt werden,

I e
Pt = — o= T = 3.3.1
a’ ° Q0 To ( )
Eine Ausnahme von diesem Schema bildet der Druck,
* p
= ) 3.3.2
Qoag ( )

der mit der Ruhedichte und der Ruheschallgeschwindigkeit ay der unge-
storten Anstrémung entdimensionalisiert wird. Schlieflich werden noch der
Radius r* = % und die Zeit t* = tT“—O‘) in Abhéngigkeit von einem vorgege-
benen Wirbelkernradius 79 und der Ruheschallgeschwindigkeit ay definiert.
Mit diesen Annahmen lésst sich auch das ideale Gasgesetz p = pRgT in die
dimensionslose Form p*y = o*T™* bringen. Zudem wird eine dimensionslose

Zirkulation eingefiihrt,

Lo = 27705 imas (3.3.3)
wobel vy, ., die entdimensionalisierte maximale Azimutalgeschwindigkeit

bezeichnet. Obwohl I'y eine dimensionslose Grofe ist, wird aus Griinden der
Lesbarkeit im weiteren Verlauf der Arbeit auf den Index * verzichtet.

Im Rahmen der Arbeit werden zwei unterschiedliche Wirbelmodelle ver-
wendet. Die iiberwiegende Mehrzahl der Untersuchungen wird mit einem
Wirbelmodell durchgefiihrt, das urspriinglich von Erlebacher et al. [27] fiir
die numerische Untersuchung von Wirbel-Stofs-Interaktionen vorgeschlagen
wurde. Dieses Wirbelmodell wird im Folgenden abkiirzend als Erlebacher-
Wirbel bezeichnet. Die mafgebliche Besonderheit dieses Modells ist ein
exponentiell abfallendes Azimutalgeschwindigkeitsprofil des Wirbels, wo-
durch Interaktionen des Wirbels mit den Réndern des Rechengebiets stark
reduziert werden konnen. Das azimutale Geschwindigkeitsprofil v des
Erlebacher-Wirbels ist definiert als

F()’I’* 1—r*2
= 2

W) = o= (3.3.4)

Aufgrund dieses exponentiellen Abfalls ist der Erlebacher-Wirbel jedoch nur
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3.3 Analytische Wirbelmodelle

bedingt geeignet fiir die Untersuchung von Wirbel-Wirbel-Interaktionen,
da die Wirbel sehr nah beieinander liegen miissen, um sich gegenseitig zu
beeinflussen. Daher wurde als zweites Modell der sogenannte Lamb-Oseen-
Wirbel verwendet [62, 89|, der sich durch ein deutlich langsamer abfallendes
azimutales Geschwindigkeitsprofil auszeichnet. Das azimutale Geschwindig-
keitsprofil des Lamb-Oseen-Wirbels ist definiert als

To 2

U:;(r*,t*) =5 (1 — e ), (3.3.5)

wobei v* = voo/po, gebildet mit der kinematischen Viskositat v, der Ru-
hedichte gy und der Ruheviskositdt g, die dimensionslose Viskositdt des
Mediums bezeichnet [1]. Fiir einen festen Zeitpunkt ¢* = t§ kann ein Para-
meter £ = 1/(4v*t§) definiert werden, wodurch sich Gleichung (3.3.5) zu

* 0k Iy —&r*2?
i (r") = P (1—e &) (3.3.6)

vereinfacht. Uber die Wahl von ¢ kann zudem die Lage der maximalen Um-
fangsgeschwindigkeit bestimmt werden. Eine iibliche Forderung ist, dass das
Maximum der Umfangsgeschwindigkeit bei 7* = r/ro = 1 liegen soll, so dass
der Wirbelkern mit dem Wirbelkernradius ry von der Einhiillenden der ma-
ximalen Umfangsgeschwindigkeit umschlossen wird. Dies ist dann gegeben,
wenn die Ableitung der Umfangsgeschwindigkeit nach dem Radius,

vy Toge ¢ Ty
or* T 2mr*2

(1—e ¢, (3.3.7)

eine Nullstelle bei r* = 1 hat. Damit ergibt sich nach Umformen von Glei-
chung 3.3.7 die folgende Forderung:

ov} T 1 1 |
eprony= Do (Ll meld i) Lo 3
ar*(r ) - 5 e (2+§) 0 (3.3.8)
Unter Vernachléssigung der trivialen Loésung & = 0 ergibt sich hiermit

& =~ 1,2564. Mit diesem Wert liegt das Geschwindigkeitsmaximum bei
r* = 1, wodurch man eine gute Vergleichbarkeit mit dem Erlebacher-Wirbel
erhélt, da dann beide Wirbelmodelle fiir 7* < 1 eine identische Geschwin-
digkeitsverteilung aufweisen [128], siche Abbildung 3.3.1.

Die Beschreibung des axialen Geschwindigkeitsprofils v} des Wirbels wird
fiir beide Modelle identisch definiert. Wie bei Thomer [129] wurde fiir das
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3.3 Analytische Wirbelmodelle

axiale Geschwindigkeitsprofil ein Glockenprofil gew&hlt, das durch die fol-
gende Funktion beschrieben wird:

Vi) = UL (1= e 7). (3.3.9)

z

Hierbei beschreibt UZ die x-Geschwindigkeit in der ungestérten Anstro-
mung und 6 = 1— Uz{}# das axiale Geschwindigkeitsdefizit im Wirbelkern.

Fir 6 > 0 spricht man von einem Nachlaufprofil (engl. wake-type vortezx),
fiir 6 < 0 von einem Strahlprofil (engl. jet-type vortez). In fritheren Un-
tersuchungen, beispielsweise von Yin et al. [146] oder Thomer et al. [128,
130], wurde gezeigt, dass eine Ubergeschwindigkeit im Wirbelkern tendenzi-
ell stabilisierend und eine Untergeschwindigkeit tendenziell destabilisierend
in Bezug auf das Wirbelplatzen wirkt.

Zur vollstandigen Charakterisierung der Strémung am Einlassrand werden
neben dem Geschwindigkeitsfeld auch noch das Druck-, Dichte- und Tem-
peraturfeld benétigt. Zur Bestimmung der Temperaturverteilung wird eine
adiabate Stromung angenommen. In diesem Fall kann die Temperatur an
einem beliebigen Punkt in der Strémung, 7%, allein in Abhéngigkeit vom Ge-
schwindigkeitsfeld und der Temperatur der ungestérten Anstromung, T2,
beschrieben werden[129],

—1
T () =15 — 1 (20 () — UR2). (3.3.10)

Fiir die Berechnung des Druckes wird die stationére, reibungsfreie Impuls-

gleichung genutzt:

1. .
== 9 (3.3.11)

Diese Gleichung lasst sich unter Berticksichtigung des entdimensionalisierten

idealen Gasgesetzes vp* = o*T™ zu

1. o P Y e oo
vp*—,vln )= L (g*. V)" 3.3.12

umformen. Durch Anwendung des Divergenzoperators erhélt man hieraus
eine Poisson-Gleichung fiir den Druck [137],

Aln(%f) =T (L7 F)i), (3.3.13)
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die numerisch gelést werden muss. Da analytische Beschreibungen des
Geschwindigkeits- und Temperaturfelds des Wirbels bekannt sind, lassen
sich die notwendigen Ableitungen fiir die Vorgabe der rechten Seite des Glei-
chungssystems direkt bestimmen. Unter der Voraussetzung, dass die Rander
des Rechengebiets, auf dem die Poisson-Gleichung geldst wird, ausreichend
weit entfernt sind, so dass dort wieder eine ungestorte Stromung entspre-
chend der Anstrémung herrscht, p* = p’ , kann als Randbedingung die

einfache Dirichlet-Bedingung ln(i}f) = In(1) = 0 genutzt werden. Mit der
so berechneten Losung k der Poisson-Gleichung ergibt sich fiir den Druck

die folgende Beschreibung,

*
+ _ _Px

exp(k)’

(3.3.14)

und daraus dann {iber die entdimensionalisierte ideale Gasgleichung auch
direkt die Dichte

*

* P
o T ( )

Eine Gegeniiberstellung der beiden im Rahmen dieser Arbeit verwende-
ten Wirbelmodelle ist in Abbildung 3.3.1 zu finden. Abgebildet sind die
Variablenverlaufe fiir einen einzelnen Wirbel mit 'y = 3,0,6 = 0,2. Die
Axialgeschwindigkeitsverteilung ist dabei unabhéngig vom gewéhlten Wir-
belmodell. Die Verteilungen der Azimutalgeschwindigkeit sowie des Drucks
und der Dichte unterscheiden sich, wobei der Lamb-Oseen-Wirbel bei glei-
chen Wirbelparametern einen geringeren Druck und eine geringere Dichte
im Wirbelkern aufweist.

Fiir den Fall einer turbulenten Stréomung miissen am Einlassrand zusétzlich
noch turbulente Groken vorgegeben werden. Fiir die Untersuchungen mit
analytischen Wirbeln wurden lediglich Zweigleichungs-Turbulenzmodelle
vom Typ der k-w-Modelle verwendet [83]. Diese nutzen zwei zusétzliche
Variablen zur Beschreibung der turbulenten Viskositét vy, ndmlich die tur-
bulente kinetische Energie k und die spezifische turbulente Dissipationsrate
w, die wiederum in Abhéngigkeit von der turbulenten Dissipationsrate ¢
definiert ist. Die zugehorigen dimensionslosen Grofsen ergeben sich zu

k
B= o wt = o2 e = 20 (3.3.16)
ad ag ag

Analog zu Thomer [129] wird die turbulente kinetische Energie im Wir-
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Abbildung 3.3.1: Gegeniiberstellung der Wirbelprofile fiir Erlebacher-Wirbel
und Lamb-Oseen-Wirbel, I'g = 3,0, = 0,2

bel in Abhéngigkeit vom Turbulenzgrad der Anstrémung Tu., und einer
Skalierungsgrofse ap,, definiert

*2

E*(r*) = k%, + apee ™", (3.3.17)

mit k%, = 2(Tusv} o, )?. Die spezifische turbulente Dissipationsrate w* wird
wie bei Wilcox [144] in Abhéngigkeit von der turbulenten Dissipationsrate
€* und der turbulenten kinetischen Energie £* definiert:

1 e*(r*)

w*(r*) = C—M ) (3.3.18)

mit C, = 0.09. Fiir die Vorgabe der turbulenten Dissipationsrate wird in
Anlehnung an die Arbeit von Spall und Gatzki [122] folgende N&herung
verwendet:

e (r*) = 26k" puru (r*)*/?, (3.3.19)
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wobei ur, einen Skalierungsfaktor zur Beeinflussung der Hohe der turbu-
lenten Dissipationsrate bezeichnet. In Abbildung 3.3.2 ist eine beispielhafte
Verteilung der turbulenten kinetischen Energie sowie der spezifischen turbu-
lenten Dissipationsrate fiir den Fall Tu., = 0,001, ap,, = 0,01 und pp, = 1,0
dargestellt. Da die turbulenten Gréfen in der gewédhlten Formulierung nicht
vom Geschwindigkeitsfeld des Wirbels abhéngig sind, ergeben sich fiir beide
Wirbelmodelle identische Verldufe von k*(r*) und w*(r*).

—— Erlebacher Lamb-Oseen sl Erlebacher Lamb-Oseen
220,01 \ S50 /N
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Abbildung 3.3.2: Gegeniiberstellung der turbulenten Wirbelprofile fiir
Erlebacher-Wirbel und Lamb-Oseen-Wirbel, Tu. = 0,001,
are = 0,01, piry = 1,0

Das oben beschriebene Vorgehen lasst sich auf beliebig viele Wirbel im Stro-
mungsfeld erweitern. Dazu werden die Geschwindigkeitsfelder der einzelnen
Wirbel linear iiberlagert und Temperatur, Druck und Dichte basierend auf
dem resultierenden Geschwindigkeitsfeld berechnet. Die turbulenten Gréfen
sind in der verwendeten Formulierung unabhéngig vom Geschwindigkeits-
feld und werden ebenfalls linear {iberlagert. Ein beispielhaftes Druck- und
Geschwindigkeitsfeld fiir die Uberlagerung von vier eng beieinanderliegen-
den Lamb-Oseen-Wirbeln ist in Abbildung 3.3.3 dargestellt. Die Wirbelpa-
rameter I'g und ¢ der einzelnen Wirbel sind identisch, wahrend die oberen
Wirbel einen positiven und die unteren Wirbel einen negativen Drehsinn
aufweisen, weshalb sich, in kartesischen Geschwindigkeitskomponenten aus-
gedriickt, die z-Geschwindigkeitskomponente bei z = 0 gerade authebt. Dies
entspricht dem Fall der Interaktion zweier Wirbel mit einer Eulerwand, wo-
bei die unteren beiden Wirbel gerade die Spiegelwirbel der oberen Wirbel
darstellen.
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Abbildung 3.3.3: Beispielhaftes Druck- und Geschwindigkeitsfeld fiir die Vor-
gabe von vier eng beieinanderliegenden Lamb-Oseen Wirbeln,
T'o=3,0,=0,2

3.4 Wirbelachsendetektion

Bei der Beschreibung und Diskussion wirbeldominierter Stromungen ist die
Identifikation des Wirbelkerns und der zugehorigen Wirbelachse von grofser
Bedeutung. Im Rahmen dieser Arbeit ist die Wirbelachse dabei definiert als
die Linie der lokalen Wirbelzentren, um die das Fluid rotiert. Des Weite-
ren wird der Wirbelkern als das Gebiet definiert, das von der Einhiillenden
der maximalen Umfangsgeschwindigkeit, bezogen auf die Wirbelachse, um-
schlossen wird [103]. Eine schematische Darstellung der Wirbelachse und
des Wirbelkerns wird in Abbildung 3.4.1 gezeigt. Wahrend Wirbelachse
und Wirbelkern fiir analytische Testfille einfach bestimmt werden koénnen,
erweist sich die Extraktion der Wirbelachse fiir komplexe Stromungstopo-
logien jedoch als deutlich herausfordernder. In der Vergangenheit wurden
daher eine Vielzahl von Algorithmen zur Wirbelachsenidentifikation vorge-
schlagen. Einen Uberblick iiber die verschiedenen Ansitze bietet beispiels-
weise die Arbeit von Giinther und Theisel [35].

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein einfaches teilautomatisiertes Verfahren
zur Extraktion der Wirbelachsen implementiert. Das Verfahren orientiert
sich am Vorgehen von Banks und Singer [4] und nutzt einen Pradiktor-
Korrektor-Ansatz: ausgehend von einem manuell vorgegebenen Startpunkt
nahe der gesuchten Wirbelachse wird auf einer 2D-Schnittebene der Feld-
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Abbildung 3.4.1: Schematische Darstellung der Definition von Wirbelachse und
Wirbelkern

16sung das lokale Wirbelzentrum VCj gesucht, gekennzeichnet durch das
Minimum bzw. Maximum einer geeigneten Indikatorvariable v;. Die Aus-
richtung der Schnittebene ist dabei normal zur Stromlinie durch den Start-
punkt. Fiir die Vorhersage der Position des nichsten Punkts auf der Wir-
belachse, VC, wird eine Stromlinie durch V Cj gelegt und eine Schrittweite
As stromab verfolgt. An dieser neuen Position wird wieder eine stromli-
niennormale 2D-Schnittebene extrahiert. Auf diesem Volumenschnitt wird
innerhalb eines manuell gewahlten Radius rr der Punkt V' C; gesucht. Die-
ses Vorgehen wird wiederholt bis ein Abbruchkriterium, iiblicherweise eine
vorgegebene Position in Hauptstromungsrichtung, erreicht ist. Eine Néhe-
rung der Wirbelachse ist dann durch die Verbindungslinie der extrahierten
lokalen Wirbelzentren V C; gegeben. Um einen glatten Verlauf der Wirbel-
kerntrajektorie zu gewéhrleisten, wird die so gefundene Wirbelachse mit
Hilfe eines Savitzky-Golay-Filters [106] erster Ordnung geglittet. Da das
lokale Wirbelzentrum jeweils nur in einem kleinen Bereich rund um die
vorhergesagte Position gesucht wird, ist es auch moglich, mehrere nah bei-
einander liegende Wirbel gleichzeitig zu verfolgen. Das Verfahren selbst ist
von der Wahl der Indikatorvariable unabhangig, so dass je nach vorliegender
Stromungstopologie verschiedene Variablen verwendet werden kénnen. Im
Rahmen der Arbeit wurden verschiedene géngige Kriterien zur Bestimmung
des Wirbelmittelpunkts verwendet. Als besonders verlésslich hat sich dabei
das sogenannte Swirl-Kriterium [139] erwiesen, welches als

-
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definiert ist. Hier bezeichnet < den Wirbelvektor, v den Geschwindigkeits-
vektor und g die Dichte. Das Swirl-Kriterium ist eng verbunden mit der He-
lizitétsdichte H = i - ¥, wobei der Term ||7||? die Funktion einer einfachen
Dichtekorrektur fiir kompressible Stromungen erfiillt. Da auf der Wirbel-
achse der Wirbelvektor und der Geschwindigkeitsvektor zueinander parallel
sind [103], wird der Betrag des Swirl-Kriteriums auf der Wirbelachse ma-
ximal. Ein weiteres hiufig verwendetes Wirbelkriterium ist das sogenannte
Q-Kriterium, das zur Wirbelidentifikation die zweite Invariante Iy des
Geschwindigkeitsgradiententensors V@ verwendet [51]. Demzufolge ist ein
Wirbel definiert als

1
Q=1lyz = §(||Q||2 —[Is*) > o, (3.4.2)

mit dem symmetrischen Deformationsgeschwindigkeitstensor S und dem an-
tisymmetrischen Drehgeschwindigkeitstensor 2. Das klassische Q-Kriterium
ist fiir kompressible Stromungen jedoch uneindeutig, weshalb stattdessen
die kompressible Erweiterung von Kolar und Sistek verwendet wird [58], im
Folgenden als Qp bezeichnet. Dieses Kriterium berechnet sich analog zu
Gleichung 3.4.2:

Qv = 5(I207 - I8p?) > 0. (3.43)

Dabei gilt Sp = S — 1/3Spur(S)I, wobei I die Einheitsmatrix bezeichnet.

Ein Vergleich der Ergebnisse der beiden Wirbelkriterien wird in Abbil-
dung 3.4.2 gezeigt. Dargestellt ist ein 2D-Volumenschnitt iiber dem Haupt-
fliigel des DLR-F22-Modells, das in Kapitel 4 ausfiihrlich beschrieben wird.
An der gezeigten Position existiert ein dominanter Primérwirbel, der deut-
lich anhand der eingezeichneten Geschwindigkeitsvektoren identifiziert wer-
den kann. Beide Kriterien liefern qualitativ dhnliche Ergebnisse, allerdings
liefert das Swirl-Kriterium ein klarer definiertes Maximum im Wirbelkern,
das zudem besser mit der Lage des lokalen Rotationsmittelpunkts iiber-
einstimmt. Beide Kriterien reagieren sehr empfindlich auf abgeldste Scher-
schichten in der Ndhe der Vorderkante, weshalb rp klein genug gewahlt
werden muss, dass die abgelosten Scherschichten stets auflerhalb des aus-
gewerteten Bereichs liegen. Falls nicht explizit anders angegeben, wurde
im Rahmen der Arbeit das Swirl-Kriterium zur Bestimmung der Wirbel-
achse genutzt. Zusatzlich zur Identifikation der Wirbelachse kénnen auch
verschiedene Wirbelcharakteristiken ausgewertet werden. Dabei wird unter-
schieden zwischen longitudinalen Wirbelcharakteristiken, die auf der Wir-
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Abbildung 3.4.2: Vergleich der Detektion der Rotationsachse im Stromungs-
feld fiir @Q p- und Swirl-Kriterium, lokale Strémungsrichtung in
der Schnittebene durch Vektorpfeile visualisiert, Ma = 0,85,
a=16°

belachse ausgewertet werden, und radialen Wirbelcharakteristiken, die auf
einer Ebene normal zur lokalen Wirbelachse ausgewertet werden. Sobald die
Wirbelachse bekannt ist, konnen die longitudinalen Wirbelcharakteristiken
direkt aus dem Stromungsfeld extrahiert werden und liefern Informationen
iber den Zustand der Stromung auf der Wirbelachse. Die radialen Wirbel-
charakteristiken dagegen werden stattdessen durch Mittelung in Umfangs-
richtung rund um die identifizierten lokalen Wirbelzentren bestimmt, wo-
durch beispielsweise das Geschwindigkeits- oder Druckprofil innerhalb des
Wirbels bestimmt werden kann. Fiir die Mittelung in Umfangsrichtung wird
der Bereich rund um die Wirbelachse in 100 ,Ringe* mit einer konstanten
Breite eingeteilt, anschlieflend werden die Werte aller Punkte in einem Ring
gemittelt.

3.5 Globale Stabilitatsanalyse

In diesem Kapitel wird das im Rahmen der Arbeit entwickelte Verfahren zur
globalen Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stof-Interaktion vorgestellt. In Ab-
schnitt 3.5.1 werden zunéchst die zugrundeliegenden theoretischen Hinter-
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griinde des Verfahrens erldutert. Anschlieftend werden in Abschnitt 3.5.2 das
eigentliche numerische Verfahren und die Implementierung im FlowSimula-
tor vorgestellt und abschlieffend das Verfahren in Unterkapitel 3.5.3 anhand
eines aus der Literatur bekannten Testfalls, dem Einsetzen von Shock-Buffet
an einem NACAQ012-Profil, validiert.

3.5.1 Theoretische Formulierung

Der im Rahmen dieser Arbeit verwendete Ansatz zur globalen Stabilitéts-
analyse stammt aus dem Gebiet der linearen Stabilitédtstheorie. Die lineare
Stabilitatstheorie beschéftigt sich mit der rdumlichen und zeitlichen Ent-
wicklung kleinster Stérungen einer gegebenen stationdren Grundstromung.
Da die Storgrofien eq_7 als klein gegeniiber den Grundstréomungsgréfen ¢ an-
genommen werden, € < 1, kann diese Entwicklung durch die linearisierten
Navier-Stokes-Gleichungen beschrieben werden.

Die allgemeine Form der Grundgleichungen in der Finite-Volumen-
Formulierung lautet

6q“(x7 y’ Z7 t)

B- ot

=R(q(x,y, z,t)), (3.5.1)

mit der Matrix der Zellvolumen B, den Stromungsgrofen g(z,y, z,t) und
dem Residuum R. Um Gleichung 3.5.1 linearisieren zu kénnen, wird im Fol-
genden eine Zerlegung der Stromungsgrofen ¢z, y, z,t) in einen stationdren
Anteil Q(z,y, z) und zugehdrige Schwankungsgrofen eq (z,y, z,t) durchge-
fiihrt: . .

q(z,y,2,1) = Qz,y,2) + ed’ (2,9, 2, ). (3.5.2)

Aus Griinden der Lesbarkeit wird im folgenden auf die explizite Nennung
der Abhéngigkeiten von ¢, ¢ und ¢’ verzichtet. Durch Einsetzen von 3.5.2
in 3.5.1 ergibt sich
9Q) , yled)
B—+B
ot " C o

=R(G +e¢q). (3.5.3)

Die Entwicklung des Residuums auf der rechten Seite der Gleichung wird
durch eine Taylorreihen-Entwicklung um den Grundstrémungszustand @,
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die nach dem ersten Glied abgebrochen wird, beschrieben, was der Lineari-
sierung um den Grundstromungszustand () entspricht:

- OR L = ~ OR -
RO ~R@ + | 0| @-@-rR@+ | BP| @ @5
7 1g 7 13
Durch Einsetzen von 3.5.4 in 3.5.3 ergibt sich damit
Q)  p0ed) _oos [OR@] 5
B 5 +B T R(Q) + a7 Qeq . (3.5.5)

Da angenommen wird, dass die Grundstromung Q stationdr und konvergiert
ist, gilt zusétzlich 0Q /0t = 0 und R(Q) = 0, wodurch sich Gleichung 3.5.5

zu

(3.5.6)

poled) [8R@]Qeq7

ot | oq

vereinfacht. Zur Beschreibung der Stérgréfen wird ein zeitlich harmonischer
Ansatz verwendet:
/

e« =q-e M, (3.5.7)

|

mit der Amplitude (; und der Frequenz A. Wenn dieser Ansatz in Gleichung
3.5.6 eingesetzt wird, erhdlt man:

—ABj-e M= [8R@} G-e M. (3.5.8)
0q g

Mit A = {%} _, der Jacobi-Matrix des diskretisierten Systems, ergibt
Q

sich daraus schlieflich das verallgemeinerte Eigenwertproblem
Aj=—AB{. (3.5.9)

Dieses verallgemeinerte Eigenwertproblem wird anschlieffend mit einem
Krylov-Unterraum-Verfahren 78] numerisch gelost. Als Ergebnis erhélt man
daraus zum einen die komplexwertigen Eigenvektoren cjj die die rdumliche
Struktur der Instabilitdten beschreiben und zum anderen die zugehorigen
komplexwertigen Eigenwerte A = \. + i\;. Deren Realteil Re(A) = A\,
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entspricht dabei der sogenannten Dampfungsrate der Instabilitdt, die be-
schreibt, ob die zugehorige Instabilitdt geddmpft wird, A, > 0, oder ange-
facht wird, A, < 0. Der Imaginérteil Im(A) = A; hingegen entspricht einer
dimensionslosen Frequenz der Instabilitét.

3.5.2 Verfahren zur globalen Stabilitdtsanalyse in TAU

Der im vorigen Abschnitt beschriebene Ansatz wurde im Rahmen dieser Ar-
beit mithilfe des DLR-FlowSimulators in der Programmiersprache Python
implementiert. Der FlowSimulator diente hierbei als Schnittstelle zwischen
dem DLR-TAU-Code und einem externen Python-Programm zur Losung
des Eigenwertproblems aus Gleichung 3.5.9. Die beiden wichtigsten exter-
nen Bibliotheken waren dabei PETSc [3] und SLEPc [44]. PETSc bietet
umfangreiche Funktionen zur Losung linearer Gleichungssysteme basierend
auf diinnbesetzten Matrizen, wihrend SLEPc darauf aufbauend verschie-
dene Verfahren zur Losung von Eigenwertproblemen zur Verfiigung stellt.
Beide Bibliotheken verfiigen {iber eine Python-Schnittstelle, so dass sie sich
problemlos in die FlowSimulator-Umgebung einbinden lieften. Die Berech-
nung der Jacobi-Matrix A, die als Grundlage der globalen Stabilititsanalyse
dient, ist Bestandteil von TAU und wurde fiir laminare Strémungen sowie ei-
nige ausgewédhlte Turbulenzmodelle analytisch hergeleitet [22]. Sie kann als
diinnbesetzte Matrix im CSR-Format ausgegeben und abgespeichert wer-
den. Standardméfig beschreibt die Jacobi-Matrix in TAU die partiellen
Ableitungen der konservativen Variablen nach den konservativen Variablen
(K/K, konservativ/konservativ), es ist jedoch auch moglich, die partiellen
Ableitungen der konservativen Variablen nach den primitiven Variablen zu
berechnen (K/P, konservativ/primitiv). Im Rahmen dieser Arbeit wurde
der konservative Ansatz verwendet, sofern es nicht explizit anders angege-
ben wird.

Wie bereits im vorherigen Abschnitt erwdhnt, wird das Eigenwertproblem
mithilfe eines Krylov-Unterraum-Verfahrens gelost. Bei dieser Klasse von
Verfahren konvergieren jedoch prinzipbedingt zuerst die dufleren Eigenwer-
te, also die betragsmaéfig groften. Physikalisch relevant sind jedoch im Allge-
meinen innere Eigenwerte, im vorliegenden Fall diejenigen, welche einen Re-
alteil nahe 0 aufweisen. Daher ist ein sogenannter ,shift-and-invert“-Ansatz
notwendig, eine Spektraltransformation, bei der der Ursprung der komple-
xen Zahlenebene um einen komplexwertigen Wert ( verschoben wird und
die resultierende Matrix invertiert wird. Anstatt der urspriinglichen Glei-
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chung 3.5.9 wird dann die Gleichung
(A - (B)"'Bg =064 (3.5.10)

gelost, wodurch die Eigenwerte 6 nahe { zuerst konvergieren. Die Eigenwer-
te des urspriinglichen Eigenwertproblems ergeben sich dann zu A = 1/0+ (.
Eine ausfiihrliche Beschreibung des Verfahrens kann beispielsweise bei Saad
gefunden werden [104]. Aufgrund der Grofe der im Rahmen dieser Arbeit
untersuchten Matrizen ist eine direkte Invertierung der Matrix (A — ¢(B)
nicht mdéglich, so dass stattdessen in jeder Iteration ein lineares Gleichungs-
system (LGS) gelost werden muss. Fiir die Losung des LGS wird der itera-
tive BGCRO-DR-Algorithmus verwendet [53]. Da das resultierende LGS im
Allgemeinen schlecht konditioniert ist, wird zusétzlich eine unvollstdndige
LU-Zerlegung (ILU) einer Matrix P zur Vorkonditionierung verwendet. Die
Matrix P wird dabei mithilfe des Gewichtsfaktors ap aus der Jacobi-Matrix
A und einer reduzierten Approximation der Jacobi-Matrix, A'** berechnet:

P=apA+ (1 —ap)A'. (3.5.11)

Der Unterschied zwischen A und A besteht darin, dass bei der
Berechnung von A!*® ein Verfahren erster Ordnung fiir die Be-
rechnung der Ableitungen verwendet wird, wihrend bei der Be-
rechnung von A ein Verfahren zweiter Ordnung genutzt wird.
McCracken et al. [76] konnten zeigen, dass dieser Ansatz das Konvergenz-
verhalten im Vergleich zur Verwendung von A deutlich verbessert, was sie
auf die stirker diagonal dominante Struktur von P im Vergleich zu A zu-
riickfiihrten.

In Abbildung 3.5.1 ist das Konvergenzverhalten des BCGRO-DR-
Algorithmus fiir verschiedene Werte des Gewichtungsfaktors ap darge-
stellt. Als Testfall wurde hierfiir die in Kapitel 5.3 untersuchte Wirbel-Stofs-
Interaktion bei Ma = 1,48, = 3,68 und d = 0,2 genutzt. Der Fall ap =1,
also bei Verwendung der vollstdandigen Jacobi-Matrix als Vorkonditionierer,
ist nicht eingezeichnet, da die Rechnung in diesem Fall divergierte. Erst
durch Verwendung der kombinierten Matrix P, ap < 1, konnte Konvergenz
erzielt werden, wobei die Wahl des Gewichtungsfaktors einen deutlichen Ein-
fluss auf das Konvergenzverhalten und damit die Anzahl an Iterationen des
linearen Losers hat. Das Optimum bei diesem Fall liegt bei ap ~ 0,5, was
fiir die nachfolgenden Rechnungen als Standardwert gesetzt wurde. Interes-
santerweise zeigt sich hier auch, dass selbst fiir ap = 0, also bei alleiniger
Verwendung von A'*!, eine sehr deutliche Beschleunigung der Konvergenz
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erzielt wurde. Da fiir strukturierte 3D-Rechengitter in etwa ein Faktor 5
zwischen dem Arbeitsspeicherbedarf von A und A's* liegt, erméglicht das
eine deutliche Reduktion des Arbeitsspeicherbedarfs des Verfahrens. Dieser
Unterschied ergibt sich daraus, dass bei einem Verfahren erster Ordnung nur
die unmittelbaren Nachbarpunkte in die Berechnung der Gradienten einflie-
fen, im Fall eines strukturierten 3D-Rechengitters sind dies 6 Punkte. Im
Gegensatz dazu werden fiir das Verfahren zweiter Ordnung auch die jeweils
néchsten Nachbarpunkte miteinbezogen, wodurch insgesamt 32 Punkte be-
riicksichtigt werden.

=101
5
% 10734 —— ap =00
CC@ ap =025
2107 —— ap=05
% | T ap=0,75
FT 2005
100 10! 102 103

Anzahl an Iterationen

Abbildung 3.5.1: Konvergenzverhalten des BCGRO-DR-Algorithmus fiir ver-
schiedene Werte des Gewichtungsfaktors ap

Im Rahmen der Arbeit wurden zwei unterschiedliche Anséatze zur Durchfiih-
rung der globalen Stabilitdtsanalyse implementiert, ein matrixbasierter und
ein matrixfreier Ansatz. Der wesentliche Unterschied der beiden Ansétze
liegt in der Art und Weise, wie der fiir die Losung des Eigenwertproblems
verwendete Krylovraum aufgebaut wird. Im Allgemeinen wird der Krylov-
raum K, durch m Basisvektoren ¢; aufgespannt, die sich durch wiederholte
Multiplikation mit der Ausgangsmatrix A ergeben

Ko = Kn(A, ) = span{do, Ado, ..., A" ¢}, (3.5.12)

wobei ¢p einen Dbeliebigen Startvektor bezeichnet [78]. Aus Glei-
chung 3.5.12 wird deutlich, dass die Matrix A selbst flir die Be-
rechnung der Basisvektoren nicht notwendigerweise bendtigt wird, son-
dern ausschlieflich das Ergebnis des jeweiligen Matrix-Vektor-Produkts
¢ = Aqg;_1. Im Fall des matrixbasierten Ansatzes wird dieses Matrix-
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Vektor-Produkt jedoch direkt berechnet, es ist also notwendig, dass die
komplette Matrix in expliziter Form vorliegt. Dieser Ansatz ist sehr schnell,
ist jedoch auch mit einem sehr hohen Arbeitsspeicherbedarf verbunden,
da die Jacobi-Matrizen fiir hochaufgeloste 3D-Rechengitter schnell mehrere
hundert Gigabyte groft werden. Fiir den alternativen Fall des matrixfreien
Ansatzes wird daher auf die explizite Speicherung der Matrix verzichtet,
stattdessen wird das Matrix-Vektor-Produkt durch TAU-Simulationen ap-
proximiert. Ein vergleichbarer Ansatz wurde urspriinglich von Mamun und
Tuckerman [75] und Tuckerman und Dwight [136] fiir die Untersuchung ei-
ner Couette-Stromung verwendet. Eine Erweiterung des Ansatzes zur Sen-
sitivitdtsanalyse der gefundenen Eigenwerte wurde von Mettot et al. [84]
vorgestellt. Das Matrix-Vektor-Produkt entspricht dabei der Reaktion der
stationdren Grundstromung Cj auf eine kleine Storung eq_7i. Das Matrix-
Vektor-Produkt ergibt sich dann durch finite Differenzen zu
. R(@+edi) —R(Q)

Ag, ~ - , (3.5.13)

wobei R(Q+¢¢ ;) und R(Q) jeweils das Residuum der gestérten und der un-
gestorten Grundstréomung bezeichnen. Der Startvektor gy wird von SLEPc
vorgegeben, weswegen ein zusétzlicher Faktor € < 1 genutzt wird, um zu
garantieren, dass die Storung klein im Vergleich zur Grundstrémung ist.
Basierend auf einer Abschétzung von An et al. [2] wurde im Rahmen der
Arbeit ein Wert von € = 1-107% verwendet, falls nicht explizit anders ange-
geben. In jeder inneren Iteration werden dann mithilfe des FlowSimulators
die Eintrage des Storvektors an jedem Gitterpunkt zu den einzelnen Stro-
mungsvariablen der Grundstrémung addiert, anschliefend wird eine Residu-
umsevaluation der gestérten Stromung mit TAU durchgefiihrt und entspre-
chend Gleichung 3.5.13 der nédchste Stér- und Basisvektor berechnet. Die
Verwendung von finiten Differenzen héherer Ordnung ist prinzipiell mog-
lich, resultiert allerdings durch die zusédtzlichen Residuumsevaluationen in
deutlich hoherem Zeit- und Rechenaufwand. Da fiir den matrixfreien Ansatz
in jeder inneren Iteration des Eigenwertlosers ein oder mehrere Aufrufe des
Stromungslosers notig sind, ist dieser Ansatz deutlich zeitaufwéndiger als
der matrixbasierte Ansatz. Im Gegenzug ist es dafiir theoretisch moglich,
auf eine explizit gebildete Jacobi-Matrix zu verzichten und dadurch den
Arbeitsspeicherbedarf des Verfahrens deutlich zu reduzieren. In der Pra-
xis hat sich jedoch gezeigt, dass fiir komplexe Stromungen das aus Glei-
chung 3.5.10 resultierende Eigenwertproblem zu schlecht konditioniert ist,

44



3.5 Globale Stabilitdtsanalyse

weswegen zumindest eine explizit gebildete Vorkonditionierer-Matrix P no-
tig ist. Wie in Abbildung 3.5.1 gezeigt wurde, kann jedoch auch schon durch
eine einfache Approximation erster Ordnung der Jacobi-Matrix eine deut-
liche Verbesserung des Konvergenzverhaltens erzielt werden, so dass dieser
Ansatz dennoch deutliche Einsparungen beim Arbeitsspeicherbedarf ermég-
licht. Aufgrund der héheren Konvergenzgeschwindigkeit wird, sofern nicht
explizit anders angegeben, das matrixbasierte Verfahren verwendet.

3.5.3 Validierung des Verfahrens

Zur Validierung des implementierten Verfahrens wurde die Umstromung ei-
nes NACA0012-Profils bei Ma = 0,76 und Re = 1 - 10" untersucht. Friihere
Untersuchungen dieses Testfalls, zum Beispiel durch Crouch et al. [15] oder
Torio et al. [52], haben ergeben, dass hier bei einem Anstellwinkel a = 3,2°
eine Instabilitdt auftritt, die mit dem Beginn des Shock-Buffets in Verbin-
dung steht. Im Vergleich mit anderen iiblichen Testféllen der globalen Sta-
bilitdtsanalyse, zum Beispiel der klassischen Zylinderumstrémung oder der
Uberstrémung einer rechteckigen Kavitit, liegen bei diesem Testfall deutlich
hohere Geschwindigkeiten vor und es existiert ein Verdichtungsstofs im rele-
vanten Stromungsbereich. Dadurch ist dieser Testfall den spéter untersuch-
ten Stromungstopologien deutlich dhnlicher, und wurde daher als geeignet
fiir die Validierung des Verfahrens eingeschéitzt.

Fir die Berechnung der Grundstrémung wurde eine vollturbulente, zweidi-
mensionale RANS-Simulation mit TAU durchgefiihrt. Als Turbulenzmodell
wurde, wie bei Iorio et al. [52], das Spalart-Allmaras-Modell mit Edwards-
Modifikation [24] verwendet. Die Berechnung wurde auf einem hybrid-
unstrukturierten Gitter durchgefiihrt, das in der Nidhe des Verdichtungssto-
Res deutlich verfeinert wurde, vergleiche Abbildung 3.5.2(a). Die minimale
ZellgroRe im Einflussgebiet des VerdichtungsstoRes betrug 0,5% der Sehnen-
linge. Insgesamt hatte das gesamte Gitter rund 300000 Punkte. Die resul-
tierende x-Geschwindigkeitsverteilung der berechneten Grundstrémung ist
in Abbildung 3.5.2(b) dargestellt. Deutlich zu erkennen ist ein starker Ver-
dichtungsstoft im Bereich 0,4 < z/¢ < 0,5, der zu einer Stromungsablosung
im hinteren Bereich des Profils fiihrt. Zusétzlich zu den stationdren Simula-
tionen wurde auch eine instationdre URANS-Simulation durchgefiihrt, aus
der sich eine dimensionslose Buffet-Frequenz von fyrans = 0,327 ergab.
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(a) Darstellung des Rechengitters (b) x-Geschwindigkeitskomponente der
am NACAO0012-Profil Grundstréomung

Abbildung 3.5.2: Rechengitter ~und  x-Geschwindigkeitskomponente am
NACAO0012-Profil, Ma = 0,76, o = 3,2°

Basierend auf der stationdren Grundstréomung wurde anschliefsend die glo-
bale Stabilitdtsanalyse durchgefiihrt, wobei sowohl der matrixbasierte als
auch der matrixfreie Ansatz zur Anwendung kamen. Fiir den matrixba-
sierten Ansatz wurden zudem beide méoglichen Formulierungen der Jacobi-
Matrix, die K/K- und die K/P-Jacobi-Matrix, verwendet, wiahrend fiir den
matrixfreien Ansatz lediglich die K/K-Variante verwendet wurde. Ein Ver-
gleich der berechneten Eigenspektren fiir die verschiedenen Ansétze sowie
ein Vergleich mit Ergebnissen aus der Literatur ist in Abbildung 3.5.3 zu
finden. Da Eigenwerte mit \; # 0 immer in konjugiert-komplexen Paaren
auftreten, ist nur der positive Teil der imagindren Achse abgebildet. Wie
bereits in Abschnitt 3.5.1 beschrieben ist das Eigenwertspektrum aufgeteilt
in einen stabilen Bereich, A, > 0, und einen instabilen Bereich, A, < 0. Die
iiberwiegende Mehrzahl der Eigenwerte befindet sich im stabilen Bereich des
Eigenwertspektrums, es gibt jeweils nur einen einzigen angefachten Eigen-
wert. Dabei ergibt sich ein deutlicher Unterschied zwischen den Ergebnissen
basierend auf der K/K-Jacobi-Matrix einerseits, und denen der K/P-Jacobi-
Matrix andererseits, was durch die unterschiedlichen Gradienten der beiden
Jacobi-Matrizen zuriickzufiihren ist. Die Ergebnisse der K/P-Jacobi-Matrix
zeigen dabei eine sehr gute Ubereinstimmung mit den Ergebnissen von Iorio
et al [52]. Dies legt den Schluss nahe, dass Iorio et al., die ebenfalls den DLR~
TAU-Code fiir ihre Studie genutzt haben, die K/P-Jacobi-Matrix verwendet
haben. Diese Formulierung der Jacobi-Matrix ist jedoch inkompatibel mit
dem in Abschnitt 3.5.1 beschriebenen Ansatz, der fordert, dass die Eintrage
der Jacobi-Matrix durch die Ableitung der Grundstrémungsvariablen nach
den Grundstrémungsvariablen bestimmt werden. Diese Forderung wird nur
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3.5 Globale Stabilitdtsanalyse

bei Verwendung der K/K-Jacobi-Matrix erfiillt, was durch die Beobachtung
bestétigt wird, dass bei Verwendung der K/K-Jacobi-Matrix eine sehr gute
Ubereinstimmung mit der Frequenz der URANS-Simulation erzielt wird. Die
dimensionslose Frequenz des am stirksten angefachten Eigenwerts der Sta-
bilitdtsanalyse liegt bei fgsa = 0,328, wihrend die URANS-Simulationen
eine dominante Frequenz von fyrans = 0,327 aufweisen. Die Ergebnisse
von Crouch et al. [15] liegen genau zwischen den Ergebnissen der Stabili-
téatsanalyse der K/K- und K/P-Jacobi-Matrizen. Dies liegt einerseits daran,
dass Crouch et al. einen anderen Stromungsléser und eine andere Version
des Spalart-Allmaras Turbulenzmodells verwendeten als Iorio et al. und die
aktuelle Studie. Es ist bekannt, dass die Wahl des Turbulenzmodells ei-
nen mafigeblichen Einfluss auf die numerische Vorhersage von Shock-Buffet
hat 33, 127], weshalb es plausibel ist, dass die Unterschiede zumindest teil-
weise dadurch erklart werden kénnen. Andererseits verwendeten Crouch et
al. ein Verfahren zur Stofigldttung, das betrachtlichen Einfluss auf die di-
mensionslose Frequenz des am stérksten angefachten Eigenwerts hat. In
Abhéngigkeit von der Wahl der Glattungsparameter variierte die dimensi-
onslose Frequenz in ihrer Studie zwischen 0,28 < fosa < 0,34, so dass die
Ergebnisse der aktuellen Arbeit innerhalb des Streubereiches liegen.

—0,1
' i Matrixbasierter Ansatz
)yIO 10 Crouch ) ) P
IN Py instabil x  Konservativ/primitiv (K/P)
0,0 +  Konservativ/konservativ (K/K)

X6 X X X0
b B o +  + e & stabik- O Matrixfreier Ansatz (K/K)

Déampfungsrate A, [-|

0,1 Daten aus der Literatur
Frequenz der v lorio et al
URANS-Simulation oo et at
02 A Crouch et al.
0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40

Frequenz A; |+

Abbildung 3.5.3: Eigenspektrum am NACAO0012-Profil und Vergleich mit den
Ergebnissen von Iorio et al. [52] und Crouch et al. [15],
Ma =0,76,a = 3,2°

Vergleicht man die Eigenwerte des matrixfreien mit denen des matrixba-
sierten Ansatzes, zeigt sich eine gute Ubereinstimmung, insbesondere im
relevanten Bereich rund um A, = 0. Aufgrund des schlechteren Konver-
genzverhaltens des matrixfreien Ansatzes konnten jedoch insgesamt weni-
ger Eigenwerte gefunden werden als mit dem matrixbasierten Ansatz. Auch
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3.6 Dynamic Mode Decomposition

die Struktur der gefundenen Eigenfunktionen ist nahezu identisch zwischen
den beiden Ansétzen, wie anhand des Vergleichs in Abbildung 3.5.4 gesehen
werden kann. Sowohl der Verdichtungsstoft als auch die stromab gelegene
Abloseblase sind in den berechneten Eigenvektoren deutlich zu erkennen.
Anhand der betragsmifig hohen Amplituden in diesen Bereichen wird deut-
lich, dass die gefundene Instabilitét sich auf den Bereich des Verdichtungs-
stofles und der Abloseblase konzentriert, wie fiir Shock-Buffet zu erwarten
ist. Basierend auf der guten Ubereinstimmung zwischen den Ergebnissen
der Stabilitdtsanalyse und denen der instationéiren Simulationen einerseits,
und der sehr guten Vergleichbarkeit zwischen den beiden implementierten
Ansétzen andererseits, wird das Verfahren zur Durchfiihrung der GSA als

validiert eingeschétzt.
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Abbildung 3.5.4: Vergleich der normierten  Eigenvektoren der  x-
Geschwindigkeit der am stédrksten angefachten Eigen-
mode zwischen matrixfreiem und matrixbasiertem Ansatz,
Ma = 0,76, a = 3,2°, K/K-Matrizen

3.6 Dynamic Mode Decomposition

Bei der Untersuchung komplexer zeitabhingiger Phinomene, wie bei-
spielsweise dem Wirbelplatzen, ist es von grofser Bedeutung, verschie-
dene auftretende Effekte voneinander trennen und identifizieren zu
konnen. Eine Methode, die dies ermoglicht und die in den letzten
Jahren zunehmend an Bedeutung gewonnen hat, ist die sogenannte
Dynamic Mode Decomposition (DMD) [110]. Ausgangspunkt der DMD-
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3.6 Dynamic Mode Decomposition

Analyse ist eine Reihe von Schnappschiissen ¢pap,; der Stromung zu ver-
schiedenen Zeitpunkten, die in der Matrix V3, RE

VEupa1 = span{dpMD,1,TDMD,2: s TDMD,N } (3.6.1)

zusammengefasst werden. Die Schnappschiisse werden dabei je-
weils nach einem konstanten Zeitschritt At erzeugt. Unter der
vereinfachenden Annahme einer linearen Entwicklung der Stro-
mung koénnen die aufeinanderfolgenden Schnappschiisse ¢parp,; und
dpMD,i+1 Uber einen linearen Operator Appp verkniipft werden,
qDJWD,i-H = ADMDCTDMD,i, so dass sich wie schon im Fall der globalen
Stabilitdtsanalyse eine Krylov-Sequenz ergibt,

VﬁMD,l = span{qpmp.1, ADMDTDMD 15 s AN ipdDMDA ) (3.6.2)

Die Eigenwerte und Eigenvektoren von Apyp beschreiben die gesuchten
modalen Eigenschaften der Strémung und werden als DMD-Moden bezeich-
net. Im Fall einer vollstdndig linearen Entwicklung entsprechen die DMD-
Moden den Moden der globalen Stabilitdtsanalyse, im Fall einer nichtli-
nearen Entwicklung entsprechen die DMD-Moden einer linearen Approxi-
mation der dominanten dynamischen Eigenschaften der zugrundeliegenden
Schnappschiisse [110]. Fiir die im Rahmen dieser Arbeiten durchgefiihrten
DMD-Analysen wurde das Softwarepaket modred [6] verwendet, eine Open
Source Implementierung in Python.
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4 Wirbelinteraktionen an

transsonisch umstromten
Mehrfachdeltafliigeln

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der Untersuchungen an einer ge-
nerischen Mehrfachdeltafliigel-Konfiguration, dem DLR-F22-Modell, vorge-
stellt. Der Schwerpunkt liegt dabei auf der numerischen Untersuchung der
Wirbeltopologie der Basiskonfiguration F22-LS1 mithilfe von konventionel-
len URANS-Simulationen sowie skalenauflésenden IDDES-Rechnungen. In
Abschnitt 4.1 werden dazu zunichst die verwendeten Geometrien und die
betrachteten Stromungsbedingungen vorgestellt. Zudem werden in den Un-
terabschnitten 4.1.2 und 4.1.3 die Gittererzeugung sowie die Ergebnisse der
Gitter- und Turbulenzmodellstudie behandelt. Anschlieffend wird in den Ab-
schnitten 4.2, 4.3 und 4.4 der Einfluss von Anstellwinkel-, Schiebewinkel-
und Machzahlvariationen auf die Strémungstopologie untersucht und in Ab-
schnitt 4.5 die Unterschiede zwischen den beiden betrachteten Geometrieva-
rianten, des Dreifachdeltafliigels F22-1.S1 und des Doppeldeltafliigels F22-
LO00, aufgezeigt. Schlieklich werden in Abschnitt 4.6 die Ergebnisse der ska-
lenauflésenden Simulationen vorgestellt, bevor dann in Abschnitt 4.7 eine
iibergreifende Diskussion der Ergebnisse stattfindet. Ausziige dieser Unter-
suchungen wurden bereits in [141] veroffentlicht.

4.1 Beschreibung des Testfalls und der
Geometrie

Zur Untersuchung der Wirbelinteraktion an einer realistischen Konfigurati-
on wird im Rahmen dieser Arbeit die Umstromung des sogenannten DLR-
F22-Modells numerisch simuliert. Wie bereits in Abschnitt 2.3 beschrieben,
wurde das DLR-F22-Modell im Rahmen des Diabolo-Projekts fiir die ex-
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

perimentelle und numerische Untersuchung wirbeldominierter Strémungen
entworfen. Von den sechs experimentell untersuchten Konfigurationen, sie-
he Abbildung 2.3.1, wurden zwei Konfigurationen fiir die im Rahmen dieser
Arbeit durchgefiihrten numerischen Simulationen ausgewéhlt: die Basisgeo-
metrie F22-LS1 und die Doppeldeltageometrie F22-L00.

Eine schematische Darstellung der Basiskonfiguration F22-LS1 ist in Abbil-
dung 4.1.1 zu sehen. Die F22-LS1-Konfiguration ist ein Dreifachdeltafliigel
mit Vorderkantenpfeilungen von ¢; = 45°, ¢ = 75° und ¢3 = 45°. Die
Abmessungen der Geometrie entsprechen dem Windkanalmodell, das ins-
gesamt 563,9 mm lang ist, bei einer Halbspannweite von s = 250 mm. Die
Plattenfliigel haben eine konstante Dicke von 11 mm und sind auf der Unter-
seite umlaufend unter 20° angefast. Die verbleibende Vorderkante hat eine
Dicke von 0,5mm und zieht sich um das gesamte Modell. Der Vorkorper
ist ogival geformt und dient gemeinsam mit dem konkaven Cockpit als zu-
sitzliche auftriebserzeugende Fliche. Der Rumpf stromab des Cockpits ist
nur schwach ausgepragt, um mogliche Interaktionen zwischen Wirbeln bei-
der Fliigelhélften zuzulassen. Unterhalb des Modells befindet sich schlieflich
noch die Modellaufnahme des Windkanalmodells. Um eine moglichst gute
Ubereinstimmung mit experimentellen Ergebnissen aus Windkanaltests zu
gewihrleisten, werden die Modellaufnahme und ein generischer Stiel (hier
nicht dargestellt) auch in den numerischen Untersuchungen beriicksichtigt.
Fiir die Bestimmung der Referenzléngen und -punkte wird eine vereinfach-
te Referenzgeometrie verwendet, in Abbildung 4.1.1(a) grau hinterlegt, die
sich durch Verlangerung der Vorderkanten des Hauptfliigels bis zum Schnitt-
punkt mit der Symmetrieebene ergibt, wobei der Koordinatenursprung an
der Position des Schnittpunkts liegt. Basierend auf der lokalen Fliigeltiefe
{(y) und der Einviertellinie zo5(y) der grau hinterlegten Referenzgeometrie
werden die Referenzfliigelfliche Fi..r, die Referenzfliigeltiefe [, und die x-
Position des Momentenbezugspunkts x 25 wie folgt definiert:

Fro =2 [ Uy, (411)
0

2

S
b= [ B (1.12)
ref JO

2
Fref

IN25 =

/0 S I(y)was(y)dy. (4.1.3)
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Abbildung 4.1.1: Schematische Darstellung der F22-LS1-Konfiguration mit Ab-

messungen und Bezeichnungen der einzelnen Fliigelbestand-
teile. Positionen der Druckmessschnitte durch gepunktete Li-
nien, Positionen der Kulites durch Kreuze markiert
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

Zusétzlich zur Basiskonfiguration wird eine weitere Modellkonfiguration nu-
merisch untersucht, die sogenannte F22-L00-Konfiguration, die in Abbil-
dung 4.1.2 gezeigt ist. Die F22-L00-Konfiguration ist ein Doppeldeltafliigel
und geht aus der Basiskonfiguration hervor, indem die Spannweite des Lev-
con zu null gesetzt wird, wihrend die Linge des Strakes konstant bleibt.
Dadurch wird der Strake effektiv entlang der Vorderkante des Hauptfliigels
in negative x-Richtung verschoben. Da der Hauptfliigel nicht modifiziert
wird, bleiben Spannweite und Linge des Modells identisch zur F22-LS1-
Konfiguration. Die Referenzgrofien sowie die Lage des Momentenbezugs-
punktes bleiben ebenfalls erhalten.

563,9
234,16
XN e 8
—_ N D~
R —
&

Abbildung 4.1.2: Schematische Darstellung der F22-L00-Konfiguration mit Ab-
messungen. Positionen der Druckmessschnitte durch gepunk-
tete Linien, Positionen der Kulites durch Kreuze markiert
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

Unabhéngig von der betrachteten Konfiguration ergeben sich damit die in
Tabelle 4.1.1 zusammengefassten Referenzgrofen flir das DLR-F22-Modell.

Tabelle 4.1.1: Referenzgrofien des DLR-F22-Modells.

FT'ef lu S TN25
94520 mm? 227,16 mm 250mm 149,38 mm

Aus den Windkanaluntersuchungen im Rahmen des Diabolo-Projekts liegen
fiir beide Konfigurationen Oberflachendruckdaten basierend auf Druckmess-
bohrungen und Kulite-Sensoren vor. Die Druckmessbohrungen verteilen sich
dabei auf sechs verschiedene Druckmessschnitte, als S bis Sg bezeichnet, die
in den Abbildungen 4.1.1(a) und 4.1.2 als gepunktete Linien eingezeichnet
sind, wahrend die Positionen der acht Kulite-Sensoren in den Abbildungen
durch Kreuze markiert sind. Um den Vergleich zwischen Experiment und
Numerik zu ermdglichen, wurden auch die numerischen Ergebnisse an die-
sen Positionen ausgewertet. Die exakten Positionen der Druckmessschnitte
sind in Anhang A.1 zu finden, die der Kulite-Sensoren in Anhang A.2.

4.1.1 Stromungsbedingungen und Stromungstopologie

Der Grofteil der im Rahmen dieser Arbeit vorgestellten Simulationen wur-
de durchgefiihrt, bevor die zugehorigen Windkanaluntersuchungen stattge-
funden hatten. Die Stromungsbedingungen der Simulationen am DLR-F22-
Modell orientieren sich daher an den Bedingungen einer fritheren Mess-
kampagne im Transsonischen Windkanal Goéttingen (DNW-TWG), in der
eine sehr &hnliche Mehrfachdeltafliigel-Konfiguration untersucht wurde [97].
Als Ausgangspunkt der numerischen Simulationen wurden der Ruhedruck
p¢ und die Ruhetemperatur T; vorgegeben. Die Ruhetemperatur war kon-
stant fiir alle untersuchten Fille, T; = 310K, wihrend fiir den Ruhe-
druck unterschiedliche Werte fiir sub- und supersonische Strémungsbedin-
gungen gewéhlt wurden. Fiir subsonische Bedingungen betrug der Ruhe-
druck p; = 95kPa, fiir supersonische dagegen p; = 90 kPa. Untersucht wur-
den Stromungsbedingungen bei vier unterschiedlichen Anstrémmachzahlen,
Ma = 0,50, Ma = 0,85, Ma = 1,10 und Ma = 1,41, wobei der Schwerpunkt
der Untersuchungen auf Ma = 0,85 lag. Unter Annahme eines idealen Ga-
ses konnen Druck, Temperatur und Dichte der Anstrémung wie folgt in
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

Abhéngigkeit der Machzahl berechnet werden:

—

-1 =1
D=p <1+’Y2Ma2>7 , (4.1.4)
v—1 2 -
p

mit der spezifischen Gaskonstante von Luft Ry = 287J/(kg - K). Damit
ergeben sich die in Tabelle 4.1.2 aufgefiihrten Stromungsbedingungen der
ungestorten Anstromung. Die hier genannte Reynolds-Zahl Re ist bezogen
auf die Referenzfliigeltiefe [,,.

Tabelle 4.1.2: Fernfeldbedingungen der Simulationen am DLR-F22-
Modell

Ma[—] | plPa] plkg/m®] T[K]  Re,[-]

0,50 | 80087 09453 2952 2,027 10°
0,85 | 59223 07621  270,8 2,847 - 10
1,10 | 42151 05884 2496 2,914 -10°
141 | 26336 04275 216,65 2,849 -10°

Bei den untersuchten Anstréombedingungen ergibt sich am DLR-F22-Modell
eine komplexe Strémungstopologie mit mehreren Primarwirbeln, die von
den einzelnen Vorderkanten der Fliigel ausgehen, und Verdichtungssto-
Ren. Anhand der in Abbildung 4.1.3 gezeigten Darstellung soll die grund-
sétzliche Strémungstopologie vorgestellt werden. Aufserdem werden die im
Folgenden verwendeten Bezeichnungen der auftretenden Priméarwirbel zu-
gewiesen. Dargestellt ist die Umstromung der F22-LS1-Konfiguration bei
Ma = 0,85, « = 12°, wobei die verschiedenen Primérwirbel durch verschie-
denfarbige Stromlinien visualisiert werden. An der F22-LS1-Konfiguration
bilden sich bis zu drei eigenstandige Priméarwirbel aus: der Vorkérperwirbel
(VKW, in schwarz dargestellt), der Strakewirbel (STW, in Griin dargestellt)
und der Hauptfligelwirbel (HFW, in Rot dargestellt). Eine Besonderheit
zeigt sich im Bereich von Levcon und Strake: hier bildet die abgeldste Scher-
schicht des Levcons (in Orange dargestellt) keinen eigenstindigen Primér-
wirbel, sondern wird unmittelbar von der abgelosten Scherschicht des Stra-
kes umwickelt. Etwas weiter stromab auf dem Strake interagieren VKW und
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

STW, wobei sich der VKW um den STW wickelt und mit ihm verschmilzt.
Zusitzlich bilden sich mehrere Verdichtungsstofe tiber dem Modell (in Gelb
markiert) die mit den Wirbeln interagieren.

Hauptfliigel-
wirbel

Strakewirbel

Vorkorper-
wirbel

VerdichtungsstoBe

Abbildung 4.1.3: Strémungstopologie an der F22-LS1-Konfiguration,
visualisiert ~ mit  Stromlinien und  Oberflichendruck,
Ma = 0,85, AoA = 12°

4.1.2 Gittererzeugung und Netzstudie

Die DLR-F22-Modelle wurden mit hybriden Rechengittern vernetzt. Die
Modelloberfliche wurde dabei grofitenteils mit einem strukturierten Ober-
flichengitter diskretisiert. Im Bereich von Vorkorper, Levcon und Strake
wurden Zellen mit einer maximalen Seitenlénge von 0,5 mm verwendet, wo-
bei insbesondere auf dem Vorkorper durch die starke Verjiingung der Geo-
metrie zum Apex hin deutlich kleinere Zellen erzeugt wurden. Auf dem
Hauptfliigel betrdgt die maximale Seitenldnge der Zellen 0,75 mm, bei einer
Halbspannweite von s = 250 mm. Lediglich auf dem Levcon, wo eine struk-
turierte Vernetzung mit dem verwendeten Gittergenerator nicht moglich
war, und im Aufsenbereich des Hauptfliigels, wo ein strukturiertes Gitter zu
einer unnotig hohen Punktedichte gefiihrt héitte, wurde ein unstrukturier-
tes Oberflichengitter verwendet. Eine Darstellung des Oberflichengitters im
Ubergangsbereich zwischen Vorkérper und Levcon sowie auf dem Hauptflii-
gel ist in Abbildung 4.1.4 zu sehen. In Abhéngigkeit von der Topologie des
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

Oberflachengitters wurde der wandnahe Bereich des Volumengitters entwe-
der mit strukturierten Hexaedern oder quasi-strukturierten Prismenschich-
ten diskretisiert. Die Hohe der ersten Zelle wurde dabei so gewahlt, dass ein
dimensionsloser Wandabstand von y™ < 1 auf der gesamten Modelloberfli-
che gewahrt bleibt.

(a) Oberflichengitter auf Vorkorper und (b) Oberflachengitter auf dem Haupt-
Levcon fliigel

Abbildung 4.1.4: Darstellung  des Oberflachengitters der F22-1.S1-
Konfiguration auf Vorkérper und Hauptfliigel

Bei der Erzeugung des Volumengitters wurde ein zweigeteilter Ansatz ver-
folgt. Im groften Teil des Rechengebiets wurden unstrukturierte Tetraeder
verwendet, um Gitterpunkte zu sparen. Der Bereich direkt {iber dem Modell
wurde dagegen mit einem quasi-strukturierten Gitter vernetzt, wie in Abbil-
dung 4.1.5 zu sehen ist. Uber dem Vorkérper, dem Levcon und dem Strake
wurde fiir die Erzeugung der quasi-strukturierten Bereiche die sogenann-
te Hexlayer-Propagation verwendet, vergleiche Abbildung 4.1.5(a). Hierbei
setzt der Hexaeder-Block direkt auf dem existierenden quasi-strukturierten
Bereich auf, so dass es keinen Ubergangsbereich dazwischen gibt. Dies ist
besonders am Vorkorper und dem Strake relevant, da somit das Aufrollen
der Scherschicht an den Vorderkanten korrekt aufgeldst wird. Im hinteren
Bereich iiber dem Hauptfliigel wurde dagegen ein freier Hexaeder-Block
verwendet. Dieser bietet den Vorteil, dass die Gitterauflésung innerhalb
des Blocks frei gewédhlt werden kann, und, anders als bei der Hexlayer-
Propagation, nicht von der Zellgréfte des Oberflachengitters abhéangt. Die-
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

ser Vorteil wird dadurch erkauft, dass es einen kleinen unstrukturierten
Ubergangsbereich zwischen der Prismenschicht und dem Hexaeder-Block
gibt, vergleiche Abbildung 4.1.5(b). Da die Wirbel jedoch im interessanten
Anstellwinkelbereich ohnehin von der Modelloberfliche abgehoben sind, ist
der Einfluss des Ubergangsbereichs auf die resultierende Strémung vernach-
lassigbar. Ein zusétzlicher Hexaeder-Block wurde zudem stromab der Hin-
terkante platziert, um auch die Nachlaufstromung korrekt aufzulésen. Zu-
sdtzlich zu den Hexaeder-Blocken wurden die unstrukturierten Gitterzellen
in der unmittelbaren Umgebung des Modells durch konusférmige Quellen
deutlich verfeinert.

(a) Schnittebene im Bereich des Strakes, (b) Schnittebene im Bereich des Haupt-
r = 0mm fliigels, x = 250 mm

Abbildung 4.1.5: Darstellung der Gittertopologie der F22-LS1-Konfiguration
iiber Strake und Hauptfliigel

Fiir die Bestimmung der notwendigen Netzauflosung fiir die Rechnungen
am DLR-F22-Modell wurde eine Netzstudie mit drei verschiedenen Rechen-
netzen durchgefiihrt. Da davon ausgegangen wurde, dass die Stromungsto-
pologie der beiden betrachteten Konfigurationen prinzipiell vergleichbar ist,
beschrankte sich die Netzstudie auf die F22-LS1-Konfiguration. Die Netzto-
pologie war fiir alle drei untersuchten Netze identisch, lediglich die Netzauf-
16sung der strukturierten Oberflichen- und Volumengitter wurde variiert. In
den Hexaeder-Blocken iiber dem Hauptfliigel wurde die Zellgrofe ausgehend
vom grobsten Gitter zweimal halbiert, wobei iiber Vorkérper, Levcon und
Strake aufgrund der bereits beschriebenen Abhéngigkeit vom Oberflichen-
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

gitter keine exakte Halbierung der Zellgrofen moglich war. Die Zellgréfsen
im unstrukturierten Gitter wurden nur in unmittelbarer Nahe der Hexaeder-
Blocke angepasst, um abrupte Spriinge in der Zellgrofse zu vermeiden. Die
initialen Annahmen des Rechengitters wurden auf Basis von Erfahrungen
gewihlt, die an einem sehr &hnlichen Modell, das in der NATO STO Arbeits-
gruppe AVT-316 untersucht wurde, gewonnen wurden [143]. Die Eckdaten
der einzelnen Rechengitter sind in Tabelle 4.1.3 zu finden. Die Angabe der
Punktanzahl bezieht sich dabei auf das Halbmodell. Die zugehorigen Voll-
modelle wurden anschlieffend durch Spiegelung des Gitters an der Symme-
trieebene erzeugt, um Asymmetrien im Rechengitter zu vermeiden.

Tabelle 4.1.3: Eckdaten der Rechengitter der Netzstudie an der F22-LS1-

Konfiguration
Zellgrofen Grobes Gitter  Mittleres Gitter  Feines Gitter
Oberflachengitter 0,25 — 0,5 mm 0,25 — 0,5 mm 0,25 mm
(Vorkorper)
Oberflachengitter | 0,25 —0,75mm 0,25 — 0,75mm 0,25 — 0,5 mm
(Hauptfliigel)
Volumengitter 0,5 —1,0mm 0,5mm 0,3 — 0,5mm
(Vorkérper)
Volumengitter 2,0mm 1,0mm 0,5 mm
(Hauptfliigel)
Gitterpunkte 22602455 31608 892 88921436
(Halbmodell)

Fiir die Netzstudie wurden drei Testfélle betrachtet. Fiir die Testfille A
und B wurde eine Anstrémmachzahl von Ma = 0,85 und Anstellwinkel von
a = 12° beziehungsweise o = 20° gewahlt. Fiir den dritten Testfall, C,
wurde eine supersonische Anstromung bei Ma = 1,10 und o = 20° gewé&hlt.
Die Testfille wurden so gewéhlt, dass unterschiedliche Strémungstopologien
beriicksichtigt werden. Bei Testfall A liegt eine stabile Wirbeltopologie oh-
ne Wirbelplatzen vor, wiahrend bei Testfall B das Wirbelplatzen iiber dem
Hauptfliigel auftritt. Testfall C wurde gewdhlt, um die Netzunabhingig-
keit der Losung auch fiir hohere Machzahlen zu bestitigen. Die Testfille A
und B weisen zudem einen starken Verdichtungsstofs iiber dem Hauptfli-
gel auf, der mit den Wirbeln interagiert, wihrend es bei Testfall C nicht
zu einer Wirbel-Stof-Wechselwirkung iiber dem Hauptfliigel kommt. Als
Turbulenzmodell fiir die Simulationen wurde das klassische Menter-SST-
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

Turbulenzmodell verwendet. Eine Gegeniiberstellung der integralen Kraft-
und Momentenbeiwerte der verschiedenen Rechengitter ist in Tabelle 4.1.4
gezeigt. Die Ergebnisse sind generell in sehr guter Ubereinstimmung zwi-
schen allen drei Rechengittern, wobei die Unterschiede zwischen dem mitt-
leren und feinen Gitter jeweils deutlich kleiner als 1% sind. Die grofiten
Abweichungen sind im Nickmoment Cjs, zu beobachten, da dieses sehr
empfindlich auch auf kleinste Anderungen der StoRposition reagiert.

Tabelle 4.1.4: Integrale Beiwerte aus der Gitterstudie der F22-LS1-
Konfiguration

Gitter « Ma Cy Cw CMy
Grobes Gitter 12° 0,85 | 0,7658 0,2168 0,0497
A | Mittleres Gitter 12° 0,85 | 0,7557 0,2151 0,0522
Feines Gitter ~ 12° 0,85 | 0,7559 0,2151  0,0521
Grobes Gitter  20° 0,85 | 1,0483 0,4563 0,0976
B | Mittleres Gitter 20° 0,85 | 1,0492 0,4559 0,0989
Feines Gitter 20° 0,85 | 1,0490 0,4559 0,0989
Grobes Gitter  20° 1,10 | 1,1505 0,5125 0,0263
C | Mittleres Gitter 20° 1,10 | 1,1454 0,5104 0,0278
Feines Gitter 20° 1,10 | 1,1446 0,5102 0,0279

Zusatzlich zu den integralen Beiwerten wurden auch die Oberflichendruck-
verteilung an drei verschiedenen Positionen verglichen. Abbildung 4.1.6 zeigt
die resultierenden Druckverteilungen fiir alle drei Testfélle, wobei die Po-
sitionen der drei Schnitte jeweils rechts im Bild angedeutet sind. An den
vorderen Schnitten S; und S3 liegen die Ergebnisse aller drei Netze fiir al-
le drei Testfille sehr eng beieinander. Die groften Abweichungen sind fiir
Testfall B an Schnitt S5 zu beobachten, siehe Abbildung 4.1.6(b). Hier zei-
gen die Ergebnisse des grobsten Gitters deutlich erhohte Driicke iiber dem
Hauptfliigel im Bereich y/s < 0,45, wahrscheinlich verursacht durch das
Wirbelplatzen des Hauptfliigel-Wirbels, das hier auf Hohe des Schnitts Ss
auftritt, und die dadurch verursachte Verschiebung des Verdichtungsstofses
stromauf. Zwischen dem mittleren und feinen Gitter gibt es aber auch fiir
diesen kritischen Fall keine nennenswerten Unterschiede. Basierend auf die-
sen Ergebnissen wurde daher das mittlere Rechengitter fiir alle nachfolgen-
den Simulationen ausgewéhlt. Des Weiteren wurde fiir die Rechnungen an
der F22-L00-Konfiguration ein entsprechendes Rechengitter mit identischen
Netzauflosungen erzeugt.
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Grobes Netz
Mittleres Netz
Feines Netz

Sy x=—=Thmm
- S3:x=42mm
S5 : o = 181mm

Grobes Netz
Mittleres Netz
Feines Netz

S1:x=—Thmm
- Syiz=42mm
S5 1z = 181mm

Grobes Netz
Mittleres Netz
Feines Netz

S1:x=—T5mm
- S3ix=42mm
S5 x = 181mm

(c) Testfall C: Ma = 1,10, = 20°,5 = 0°

Abbildung 4.1.6: Einfluss der Netzauflosung auf die Oberflachendruckverteilung
an drei verschiedenen Schnittpositionen
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4.1.3 Einfluss des Turbulenzmodells

Im Rahmen einer Voruntersuchung wurde eine Turbulenzmodellstudie
durchgefiihrt, um den Einfluss der Turbulenzmodellierung auf die Vorhersa-
ge der Stromungstopologie zu beurteilen. Insgesamt wurden drei verschiede-
ne Turbulenzmodelle beriicksichtigt: Das Zwei-Gleichungsturbulenzmodell
k-w SST von Menter (Menter-SST) [83], ein ebenfalls k-w-basiertes expli-
zit algebraisches Reynolds-Spannungsmodell (EARSM) in der Formulierung
von Hellsten [41] sowie ein vollstdndiges Reynolds-Spannungsmodell, das
SSG/LRR-Modell [25]. Es ist bekannt, dass klassische Wirbelviskositatsmo-
delle, wie beispielsweise das Menter-SST-Modell, die Effekte von Rotation
und stark gekriimmten Stromlinien nicht korrekt vorhersagen [118]. Daher
wurden in der Vergangenheit verschiedene Modifikationen dieser Turbulenz-
modelle vorgeschlagen, die eine verbesserte Modellierung wirbelbehafteter
Stromungen versprechen. Deshalb wird neben der klassischen Formulierung
des Menter-SST-Modells noch eine Variante untersucht, die zusétzlich die
von Smirnov und Menter vorgeschlagene Kriimmungs- und Rotationskor-
rektur [116], sowie die nicht-lineare QCR-Erweiterung von Spalart [117]
nutzt (Menter-SSTRC). Fiir die Turbulenzmodellstudie wurden zwei ver-
schiedene Testfille an der F22-LS1-Konfiguration betrachtet, zum einen
Ma = 0,85, = 16° und zum anderen Ma = 0,85, = 20°, da fiir diese
Testfiille Oberflichendruckdaten aus PSP-Messungen vorliegen.

Die experimentell mittels PSP gemessene Oberflichendruckverteilung fiir
a = 16° ist in Abbildung 4.1.7 dargestellt. Bei diesem Anstellwinkel exis-
tieren drei stark ausgepréigte Primérwirbel sowie zwei starke Verdichtungs-
stofe. Dabei treten beide in Abschnitt 2.1.2 definierten Arten der Wirbel-
Stof-Interaktion auf, sowohl die schwache Wechselwirkung, die nicht zum
Wirbelplatzen fithrt, als auch die starke Wechselwirkung, die Wirbelplat-
zen verursacht. Der erste Verdichtungsstof liegt stromab des Cockpits am
Beginn des Strakes. Sowohl der vom Vorkorper ausgehende VKW als auch
der vom Levcon und Strake ausgehende STW interagieren mit diesem Stofs,
bleiben jedoch weiterhin stabil. Der zweite Verdichtungsstofs liegt weiter
stromab, bei ungefihr der Hélfte der Hauptfligelsehnenldnge. Sowohl der
STW als auch der vom Hauptfliigel ausgehende HFW interagieren mit dem
zweiten Verdichtungsstofs, wobei zumindest der STW eine starke Wechsel-
wirkung und anschlieffendes Wirbelplatzen zeigt.
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Abbildung 4.1.7: Oberflaichendruckverteilung an der F22-LS1-Konfiguration
aus PSP-Messungen, Ma = 0,85, « = 16°

Die Ergebnisse der numerischen Simulationen mit verschiedenen Turbulenz-
modellen fiir Ma = 0,85, = 16° sind in Abbildung 4.1.8 zu finden. Beim
Vergleich der numerischen Ergebnisse zeigen sich deutliche Unterschiede,
sowohl zwischen den Ergebnissen der verschiedenen Turbulenzmodelle als
auch zu den in Abbildung 4.1.7 gezeigten experimentellen Oberflachendrii-
cken. Bei @ = 16° unterschitzen samtliche Turbulenzmodelle generell die
Starke des stromab gelegenen Verdichtungsstofses, ebenso wie die Stérke
des HFW, vergleiche Abbildung 4.1.8. Lediglich das SSG/LRR-Modell in
Abbildung 4.1.8(d) zeigt einen deutlich ausgeprigten HFW, der eine &hnli-
che grofe rdumliche Ausdehnung aufweist wie im Experiment, gleichzeitig
wird jedoch das Wirbelplatzen des STW deutlich zu frith vorhergesagt. Im
Gegensatz zu den restlichen in Abbildung 4.1.8 présentierten numerischen
Ergebnissen tritt dieses frithe Wirbelplatzen deutlich stromauf des zwei-
ten Verdichtungsstofies auf, was dafiir spricht, dass es nicht durch eine de-
stabilisierende Wirbel-Stof-Interaktion verursacht wird. Auch das Ergebnis
des Menter-SSTRC-Modells zeigt sehr frithes Wirbelplatzen des STW, siehe
Abbildung 4.1.8(b), allerdings in Verbindung mit einem sehr weit stromauf
gelegenen zweiten Verdichtungsstofs. Dieser Verdichtungsstof ist dabei Teil
eines Doppel-Stofssystems, das sich iiber dem Hauptfliigel bildet. Aufgrund
der weit stromauf gelegenen Position des zweiten Verdichtungsstofies kommt
es nach dem Stofs zu einer erneuten Beschleunigung der Stromung und ei-
nem dritten deutlich schwécheren Verdichtungsstofs. Weshalb sich der zweite
Verdichtungsstofs so weit stromauf bildet, konnte nicht geklirt werden.
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Abbildung 4.1.8: Oberflichendruckverteilung an der F22-LS1-Konfiguration fiir
verschiedene Turbulenzmodelle, Ma = 0,85, = 16°
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Ahnliche Beobachtungen wurden jedoch auch in einer fritheren Untersu-
chung unter sehr dhnlichen Bedingungen gemacht [143]. Die beiden verblei-
benden Turbulenzmodelle, Menter-SST in Abbildung 4.1.8(a) und EARSM
in Abbildung 4.1.8(c), zeigen nahezu identische Oberflichendriicke. Der
grofste Unterschied zwischen diesen beiden Modellen zeigt sich in der Stérke
des HFW, wobei hier die EARSM-Ergebnisse einen etwas ausgeprigteren
Wirbel vorhersagen. Andererseits zeigt das EARSM-Modell auch fritheres
Wirbelplatzen des STW als das Menter-SST-Modell. Eine eindeutige Aus-
sage, welches Modell besser geeignet ist, kann daher fiir & = 16° nicht
getroffen werden.

Bei einer Erhéhung des Anstellwinkels auf o = 20° verschiebt sich das Wir-
belplatzen des STW stromauf, wiahrend der HFW nur geringfiigig beeinflusst
wird. Die entsprechende Oberflachendruckverteilung aus PSP-Messungen ist
in Abbildung 4.1.9 dargestellt. Der vordere Verdichtungsstof verschiebt sich
leicht stromab, wiahrend der hintere Verdichtungsstoff deutlich abgeschwécht
und in den PSP-Daten kaum noch zu erkennen ist.

1,000

0,125

—0,750 "o
<

—1,625

—2,500

Position des
Wirbelplatzens

Verdichtungsstof3

Abbildung 4.1.9: Oberflichendruckverteilung an der F22-LS1-Konfiguration
aus PSP-Messungen, Ma = 0,85, « = 20°

Beim Vergleich der numerischen Ergebnisse ergibt sich bei a = 20° ein
einheitlicheres Bild als bei o = 16°. Durch die Erhéhung des Anstellwin-
kels verschiebt sich in den numerischen Simulationen, wie auch im Experi-
ment, der Aufplatzpunkt des STW stromauf, wobei alle Turbulenzmodel-
le, mit Ausnahme des klassischen Menter-SST-Modells, Wirbelplatzen des
STW auf Hohe oder sogar leicht stromauf des Beginns des Hauptfliigels
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1,000
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0,125
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Q
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(c) EARSM (Hellsten) (d) SSG/LRR

Abbildung 4.1.10: Oberflichendruckverteilung an der F22-LS1-Konfiguration
fiir verschiedene Turbulenzmodelle, Ma = 0,85, o = 20°
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zeigen. Das Wirbelplatzen tritt dabei jeweils unabhéngig von der Interak-
tion mit einem Verdichtungsstofs auf. Im Gegensatz dazu existiert im Falle
des Menter-SST-Modells weiterhin ein stark ausgepréigter zweiter Verdich-
tungsstof, wobei die Interaktion des STW mit diesem Verdichtungsstofs zum
Wirbelplatzen des STW fiihrt. Dies passt besser zu den experimentell be-
stimmten Oberflachendriicken als die Ergebnisse der restlichen Turbulenz-
modelle. In Ubereinstimmung mit den PSP-Ergebnissen existiert weiterhin
ein stabiler HFW, was von allen untersuchten Turbulenzmodellen korrekt
vorhergesagt wird.

Zusétzlich zu den Oberflichendriicken wurden auch die Wirbelachsen fiir die
verschiedenen numerischen Ergebnisse mithilfe des in Abschnitt 3.4 vorge-
stellten Auswerteverfahrens detektiert und ausgewertet. Die so gefundenen
Wirbeltrajektorien fiir &« = 16° und av = 20° sind in den Abbildungen 4.1.11
und 4.1.12 abgebildet. In beiden Féllen schiebt sich der VKW zunéchst unter
den STW und wickelt sich anschlieffend um diesen. In den Menter-SST- und
EARSM-Ergebnissen kommt es dabei zu einer Verschmelzung von VKW
und STW, was daran zu erkennen ist, dass die Trajektorien der beiden Wir-
bel zusammentfallen, wihrend dies bei den Menter-SSTRC- und SSG/LRR-
Ergebnissen nicht der Fall ist. Fiir den Fall = 16° sagen alle untersuchten
Turbulenzmodelle eine sehr dhnliche Lage der Wirbelkerne im vorderen Be-
reich des Modells bis =~ 100 mm vorher. Stromab dieser Position beginnen
die von den einzelnen Turbulenzmodellen vorhergesagten Wirbeltrajektori-
en stérker voneinander abzuweichen. Der Ausléser hierfiir ist das vorzeitige
Wirbelplatzen des STW fiir Menter-SSTRC und SSG/LRR, hier durch die
Verwendung von Symbolen anstatt Linien gekennzeichnet. Trotz der Néhe
zum, je nach Turbulenzmodell bereits geplatzten, STW bleibt der VKW je-
doch fiir alle untersuchten Turbulenzmodelle stabil und zeigt kein Anzeichen
fiir Wirbelplatzen. In Bezug auf die Lage des HFW sagen alle untersuch-
ten Turbulenzmodelle eine sehr dhnliche Wirbeltrajektorie bis x ~ 200 mm
vorher, obwohl die Simulationen mit Menter-SST und EARSM sehr friihes
Wirbelplatzen zeigen, wie auch schon in Abbildung 4.1.8 dargestellt wurde.

Fiir « = 20° ergeben sich deutlich stédrkere Unterschiede zwischen den Er-
gebnissen der einzelnen Turbulenzmodelle, vergleiche Abbildung 4.1.12. Le-
diglich im vorderen Bereich iiber dem Vorkorper und der vorderen Halfte
des Strakes bis  ~ 70 mm liegen die Ergebnisse der verschiedenen Modelle
nahe beieinander. Stromab von dieser Position kénnen deutliche Unterschie-
de beobachtet werden, die wieder auf den Einfluss des Wirbelplatzens des
STW zuriickgefiihrt werden konnen. Besonders deutlich wird dies anhand
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Abbildung 4.1.11: Einfluss des Turbulenzmodells auf die Wirbeltrajektorien an

der F22-LS1-Konfiguration, Ma = 0,85, « = 16°

der Trajektorie des VKW. Die Ergebnisse von Menter-SST und EARSM,
die beide erst spates Wirbelplatzen des STW vorhersagen, weisen eine deut-
liche Interaktion zwischen STW und VKW auf, bei der sich die beiden
Wirbel umeinanderwickeln und schlieflich miteinander verschmelzen. Bei
den Ergebnissen von Menter-SSTRC und SSG/LRR fehlt diese Interaktion
dagegen, da der STW bereits iiber dem Strake platzt, so dass der VKW
entweder, im Fall des Menter-SSTRC-Modells, vollkommen von der Modell-
oberfliche abhebt, oder im Fall des SSG/LRR-Modells stattdessen mit dem
HEF'W interagiert.
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Abbildung 4.1.12: Einfluss des Turbulenzmodells auf die Wirbeltrajektorien an
der F22-LS1-Konfiguration, Ma = 0,85, a = 20°

Wie in Abschnitt 3.4 beschrieben, kénnen auch die Strémungsvariablen auf
der Wirbelachse ausgewertet werden. In Abbildung 4.1.13 ist der Verlauf
des axialen Geschwindigkeitsdefizits § = 1 — vzl}‘# fiir den Fall a = 16°

dargestellt, wobei fiir § < 0 eine Ubergeschwindigkeit, beziehungsweise fiir
& > 0 eine Untergeschwindigkeit im Wirbelkern gegeniiber der Anstréomung
U vorliegt. Fiir § > 1 liegt eine negative Axialgeschwindigkeit auf der Ach-
se vor, was bedeutet, dass ein Riickstromgebiet im Wirbel existiert und der
Wirbel somit geplatzt ist. Fiir x < 100 mm sagen alle untersuchten Turbu-
lenzmodellen sehr &hnliche Axialgeschwindigkeiten auf der Wirbelachse des
VKW vorher, siehe Abbildung 4.1.13(a), wihrend es auf der Wirbelachse des
STW von Beginn an deutliche Unterschiede gibt, sieche Abbildung 4.1.13(b).
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Sowohl VKW als auch STW weisen in diesem Bereich fast durchgehend ei-
ne Ubergeschwindigkeit § < 0 im Wirbelkern auf. Lediglich im Bereich um
z =~ 100 mm zeigt sich eine verringerte Axialgeschwindigkeit im VKW fiir
alle Modelle. Fiir z > 100mm ergeben sich gréfsere Unterschiede in den
Axialgeschwindigkeiten der einzelnen Simulationen, mafigeblich verursacht
durch die unterschiedlichen Stofpositionen und dadurch auch unterschied-
liche Positionen des Wirbelplatzens.

—— Menter-SST Menter-SSTRC  —— BARSM (Hellsten) —— RSM (SSG/LRR-g)
1,0 1,0
05 — 05
< 00 © 00
05 —05

—100 0 100 200 300 —100 0 100 200 300
X |[mm| X |mm|
(a) Vorkorperwirbel (VKW) (b) Strakewirbel (STW)

Abbildung 4.1.13: Einfluss des Turbulenzmodells auf das Geschwindigkeitsdefi-
zit im Wirbelkern, Ma = 0,85, « = 16°
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Abbildung 4.1.14: Einfluss des Turbulenzmodells auf das Geschwindigkeitsdefi-
zit im Wirbelkern, Ma = 0,85, o = 20°
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4.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrie

Der Verlauf des axialen Geschwindigkeitsdefizits fiir den Fall « = 20°
ist in Abbildung 4.1.14 dargestellt. Im Vergleich zum Fall « = 16° wei-
chen die Ergebnisse der unterschiedlichen Turbulenzmodelle deutlich stéar-
ker voneinander ab. Lediglich fiir den Bereich x < O0mm liegt eine gewis-
se Ubereinstimmung fiir die Geschwindigkeiten im VKW vor, vergleiche
Abbildung 4.1.14(a). Stromab von diesem Punkt wachsen die Abweichun-
gen zwischen den Ergebnissen deutlich an, was mafgeblich an den unter-
schiedlich vorhergesagten Wirbelplatzpositionen des STW liegt, siche Ab-
bildung 4.1.14(b).

Anhand der hier vorgestellten Ergebnisse wird deutlich, dass die Tur-
bulenzmodellierung einen mafsgeblichen Einfluss auf die Vorhersage der
Wirbeltopologie und der Lage der Verdichtungsstofte hat. Dadurch ergibt
sich auch ein starker Einfluss auf die resultierenden Wirbel-Wirbel- und
Wirbel-Stoft-Interaktionen. Die Simulationen haben auch gezeigt, dass je
nach Stromungszustand unterschiedliche Turbulenzmodelle die jeweils bes-
te Ubereinstimmung mit den experimentellen Validierungsdaten aufwei-
sen. Insbesondere wurde bei Verwendung hoherwertiger Turbulenzmodelle,
wie beispielsweise des SSG/LRR-Modells, keine generelle Verbesserung ge-
geniiber den Vorhersagen des klassischen Menter-SST-Modells beobachtet.
Fiir die weiteren Untersuchungen war es jedoch noétig, sich auf eines der
untersuchten Turbulenzmodelle festzulegen. Da die Validierungsdaten aus
den Windkanaluntersuchungen erst spat im Verlauf der Arbeit zur Verfi-
gung standen, konnte eine Ubereinstimmung mit den experimentellen Da-
ten nicht als Entscheidungskriterium genutzt werden. Die Entscheidung fiel
stattdessen auf Basis einer Reihe verschiedener Uberlegungen. Zum einen
gab es Erfahrungswerte aus Untersuchungen an einer sehr dhnlichen Geo-
metrie bei vergleichbaren Stromungsbedingungen, die im Rahmen der NA-
TO STO Arbeitsgruppe AVT-316 durchgefiihrt wurden. In diesen Arbeiten
hatte das klassische Menter-SST-Modell sehr gute Ubereinstimmung mit
experimentellen Daten gezeigt [143]. Zum anderen verhielt sich das Menter-
SST-Modell speziell bei hohen Machzahlen und bei hohen Anstellwinkeln
numerisch deutlich stabiler als das EARSM und das SSG/LRR-Modell, die
beide zu Abbriichen neigten. Zuletzt ermdglicht die Verwendung des Menter-
SST-Modells auch eine bessere Vergleichbarkeit mit den Ergebnissen der
skalenauflésenden IDDES, da diese ebenfalls auf dem Menter-SST-Modell
basiert. Unter Beriicksichtigung dieser Punkte wurde das klassische Menter-
SST-Turbulenzmodell ohne Rotationskorrektur fiir die restlichen am DLR-
F22-Modell durchgefithrten Simulationen verwendet.
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels

4.2 Einfluss des Anstellwinkels

In diesem Abschnitt wird der Einfluss des Anstellwinkels auf die Wirbelstro-
mung vorgestellt. Im Allgemeinen nimmt mit zunehmendem Anstellwinkel
die Zirkulation der einzelnen Priméarwirbel zu, was zu einem erhohten Auf-
trieb fiihrt. Mit zunehmender Zirkulation sinkt jedoch auch die Stabilitdt
der Wirbel, weshalb es ab einem kritischen Anstellwinkel zu Wirbelplatzen
iiber dem Fliigel und dadurch zu einem Verlust an Auftrieb kommt. In Ab-
bildung 4.2.1 wird die Entwicklung des Normalkraftbeiwerts C'r, und des
Nickmomentenbeiwerts Cps, in Abhéngigkeit des Anstellwinkels zwischen
den numerischen Simulationen, gekennzeichnet durch farbige Symbole, und
den Windkanalmessungen, gekennzeichnet durch schwarze Linien, vergli-
chen. Der Normalkraftbeiwert steigt nahezu linear an, wobei ab o =~ 16°
eine Reduktion der Steigung der Kurve zu erkennen ist. Ursache fiir die
geringere Steigung ist dabei das beginnende Wirbelplatzen des STW. Wie
anhand der in Abbildung 4.2.2 dargestellten Druckverldufe gesehen werden
kann, bleiben der VKW und der HFW jedoch zunéchst weiterhin stabil, so
dass ein Grofiteil des Auftriebs erhalten bleibt. Fiir ein besseres Verstéind-
nis der Strémungstopologie sind die Positionen der einzelnen Primérwirbel
markiert. Mit zunehmendem Anstellwinkel wandert zudem die Position des
Wirbelplatzens stromauf, wodurch es in Abbildung 4.2.1 zu einem deutli-
chen Anstieg des Nickmoments fiir & > 16° kommt.

1,50 0,30
o —— Experiment: DMS -
w 1,25 25 =
& 1,25 CFD: Menter-SST 0,25 3
< 1,001 Lt =
51 } H{ f 0.20 5
R k)
£ 0,751 2 0152
= 1 {,{r‘} g
= 0.501 }_} g
505 * 0,10 £
g 0954 £ —— Normalkraftbeiwert Cr, 0.05 =
! U0 &2

P --4-- Nickmomentenbeiwert Cyry | Q
0,001 z

0 5 10 15 20 25
Anstellwinkel a [°]

Abbildung 4.2.1: Vergleich des Verlaufs des Normalkraft- und Nickmo-

mentenbeiwerts zwischen Numerik und Experiment [9§],
Ma =0,85,8=0°
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels

In Hinblick auf den Vergleich der experimentellen und numerischen Ergeb-
nisse ist zu beachten, dass die Normalkraft und das Nickmoment im Ex-
periment nicht mit einer normalen 6-Komponenten-Waage gemessen wur-
den, sondern stattdessen mit Dehnmessstreifen, die am Modellstiel befes-
tigt waren. Daher ist insbesondere das Nickmoment mit einer deutlichen
Unsicherheit behaftet. Die in Abbildung 4.2.1 eingezeichneten Fehlerbalken
entsprechen dabei der mittleren Abweichung der Beiwerte zwischen Wieder-
holungsmessungen. Nichtsdestotrotz sind deutliche Unterschiede zwischen
Numerik und Experiment erkennbar. Wéhrend fiir den Normalkraftbeiwert
generell eine vergleichsweise gute Ubereinstimmung zwischen Numerik und
Experiment erzielt wird, wird das Nickmoment von den numerischen FEr-
gebnissen deutlich iiberschétzt, speziell fiir « > 16°. Die Ursache hierfiir ist
der zu schwach ausgepriagte HFW in den numerischen Ergebnissen. Dies ist
deutlich anhand der Oberflichendriicke in Abbildung 4.2.2(e), und in ge-
ringerem MafRe in Abbildung 4.2.2(d), zu erkennen. Aufgrund des fehlenden
Auftriebs des HFW ist der Normalkraftbeiwert fiir hohe Anstellwinkel nied-
riger als im Experiment. Zudem verschiebt sich der effektive Angriffspunkt
der Normalkraft stromauf, weshalb das Nickmoment iiberschétzt wird.

Beim Vergleich der experimentellen Druckmessdaten mit den Ergebnissen
der numerischen Simulationen in Abbildung 4.2.2 zeigt sich im vorderen
Modellbereich, wo die Wirbel noch nicht geplatzt sind, eine gute Uberein-
stimmung. Erst iiber dem Hauptfliigel, speziell an den Schnitten Sy und S,
sind deutliche Abweichungen zu beobachten, die auf die zu schwache Aus-
pragung des HFW in den numerischen Simulationen zuriickzufiihren sind.
Zusétzlich zeigen sich auf der Unterseite des Modells an den Schnitten Sy,
Sy, S5 und insbesondere Sg aufféllige Saugspitzen, die von einer 20° Fase an
der Unterseite des Modells verursacht werden. An den vorderen Schnitten
sind es jeweils kleine Abléseblasen, verursacht durch die scharfe Geometrie-
dnderung, wahrend bei Sg eine ausgeprigte Abloseblase an der Hinterkante
des Modells entsteht.

Fiir eine bessere Ubersicht iiber die Ergebnisse sind in Abbildung 4.2.3
die Wirbeltrajektorien der drei verschiedenen Primérwirbel fiir vier ver-
schiedene Anstellwinkel abgebildet. Mit zunehmendem Anstellwinkel heben
sich die einzelnen Wirbel immer weiter von der Fliigeloberfliche ab, wie
in Abbildung 4.2.3(a) gesehen werden kann, wodurch auch die Interaktion
zwischen den Wirbeln und der Fliigeloberfliche reduziert wird. Da jedoch
die aus dieser Interaktion resultierenden induzierten Geschwindigkeiten ei-
ne Bewegung des VKW in Richtung des STW verursachen, wandert der
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels
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Abbildung 4.2.2: Vergleich des Oberflichendrucks an der F22-LS1-

Konfiguration zwischen Experiment und Numerik fiir
verschiedene Anstellwinkel, Ma = 0,85
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels

VKW mit zunehmendem Anstellwinkel langsamer in Richtung des STW.
Daher verschiebt sich die Unterquerung des STW durch den VKW mit zu-
nehmendem Anstellwinkel weiter stromab. Des Weiteren wéchst auch der
Abstand zwischen den Wirbeln bei der Unterquerung des STW durch den
VKW, was wiederum die Stdrke der Interaktion zwischen diesen beiden
Wirbeln reduziert. Wahrend bei @ = 12° noch eine direkte Verschmelzung
von VKW und STW bei z ~ 150 mm stattfindet, windet sich der VKW bei
a = 16° und o = 20° nach der Unterquerung noch einmal um den STW, be-
vor beide Wirbel kurz vor der Hinterkante miteinander verschmelzen. Wird
der Anstellwinkel noch weiter erh6ht, kommt es nicht einmal mehr zur Ver-

100
= 50
®
0 .
—200
z [mm|
(a) Z-Position der Wirbelachsen (HFW ausgeblendet)
0
Verschmelzen von
VKW und STW
50
—=100 Vorkérperwirbel
g Strakewirbel
> 150 Hauptfliigelwirbel
AoA-12°
—— AoA=16"
200 e
AoA=20 Verschmelzen von
— AoA=24° VKW und HFW
250
—200 —100 0 100 200 300

x [mm|
(b) Y-Position der Wirbelachsen

Abbildung 4.2.3: Einfluss des Anstellwinkels auf die Wirbeltrajektorien an der
F22-LS1-Konfiguration, Ma = 0,85
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels

flechtung der inneren beiden Wirbel. Stattdessen unterquert der VKW den
STW lediglich, bevor er sich weiter nach auffen bewegt. Fiir o = 24° kommt
es schliefslich zu einer Interaktion zwischen VKW und HFW, wie in Abbil-
dung 4.2.3(b) zu sehen ist.

Ein weiterer Effekt des zunehmenden Anstellwinkels ist die Verschiebung der
Position des Wirbelplatzens in Stromaufrichtung, ein Verhalten, das schon
vielfach in der Literatur beschrieben wurde [23, 57, 108]. Es ist sehr deutlich
anhand des in Abbildung 4.2.4(b) gezeigten Geschwindigkeitsverlaufs auf
der Wirbelachse des STW zu erkennen. Bei o = 12° ist kein Wirbelplatzen
iiber dem Modell zu beobachten, erst bei @ = 16° beginnt der STW nahe
der Hinterkante zu platzen. Durch die Erhohung des Anstellwinkels von
a = 16° auf a = 24° verschiebt sich das Aufplatzposition xy p des STW von
Twp ~ 260mm zu zywp ~ 60 mm. Im Gegensatz zum STW zeigt der VKW
im Allgemeinen kein Wirbelplatzen, sieche Abbildung 4.2.4(a). Zwar kann
bei a = 16° und a = 20° ein Wirbelplatzen des VKW beobachtet werden,
dies ist jedoch irrefithrend, da zu diesem Zeitpunkt VKW und STW bereits
miteinander verschmolzen sind, so dass hier tatséchlich das Wirbelplatzen
des STW zu sehen ist. Dass dies bei a = 24° nicht auftritt, liegt daran,
dass der VKW in diesem Fall mit dem HFW interagiert, wie bereits in
Abbildung 4.2.3 gezeigt wurde.

AoA = 12° —— AoA = 16° —— AoA =20° —— AoA = 24°
1,0 e 1,0 2 Fr
— 05 — 05
© 00 <00
~05 ~05
—100 0 100 200 300 —100 0 100 200 300
@ [mm] 2 [mm]|
(a) Vorkorperwirbel (VKW) (b) Strakewirbel (STW)

Abbildung 4.2.4: Einfluss des Anstellwinkels auf das Geschwindigkeitsdefizit im
Wirbelkern, Ma = 0,85

Die Auswirkung der Wirbel-Wirbel-Interaktion ldsst sich sehr deutlich an-
hand des Verlaufs des Betrags des entdimensionalisierten Wirbelvektors
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels

|&*| = |&|ly/Use auf der Wirbelachse erkennen, der in Abbildung 4.2.5 ge-
zeigt ist. Im Allgemeinen nimmt |w*| mit zunehmender Lauflinge des Wir-
bels stetig ab und néhert sich fiir einen geplatzten Wirbel einem Wert von
|w*| = 0 an, was sich auch mit experimentellen Beobachtungen von Pfniir
und Breitsamter [92] aus PIV-Messungen an einem dreifach gepfeilten Del-
tafliigel deckt. Durch die Wirbel-Wirbel-Interaktion kann diese Abnahme
jedoch entweder verlangsamt oder sogar umgekehrt werden, wie in Abbil-
dung 4.2.5(a) sehr deutlich fiir die Félle & = 12° und « = 24° zu sehen ist.
Fiir die Falle o« = 16° und a = 20° ist der Einfluss der Interaktion auf den
VKW deutlich schwécher, da der STW in diesen Féllen bereits geplatzt ist
oder kurz davor steht zu platzen. Das Wirbelplatzen des STW kann in Ab-
bildung 4.2.5(b) deutlich anhand des abrupten Abfalls von |w*| identifiziert
werden.

AoA = 12° —— AoA = 16° —— AoA = 20° —— AoA — 24°
=150 =,
400
8 Interaktion Interaktion| &
3100 mit STW. mit HEW 3 Wirbelplatzen
3 &\ l 3200 des STW
I 50 I
3 0 3 0 LS PSSR, s
—100 0 100 200 300 0 100 200 300
x [mm]| X [mm]|
(a) Vorkorperwirbel (VKW) (b) Strakewirbel (STW)

Abbildung 4.2.5: Einfluss des Anstellwinkels auf den Betrag des Wirbelvektors
im Wirbelkern, Ma = 0,85

Aus der Literatur ist bekannt, dass die axiale Geschwindigkeit v, acpse auf
der Wirbelachse und die maximale Azimutalgeschwindigkeit v, mas €inen
mafsgeblichen Einfluss auf die Stabilitdt von Langswirbeln haben [129, 146].
Wahrend v, achse direkt aus dem Stromungsfeld abgelesen werden kann, ge-
staltet sich die Bestimmung der maximalen Azimutalgeschwindigkeit deut-
lich schwieriger. Unter der Annahme eines nahezu axialsymmetrischen Wir-
bels ist es jedoch moglich, wie bereits in Abschnitt 3.4 beschrieben, zumin-
dest ein naherungsweises, gemitteltes Geschwindigkeitsprofil v, zu bestim-
men.
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels

In Abbildung 4.2.6 sind fiir den Fall Ma = 0,85, = 16° sowohl fiir den
VKW als auch fiir den STW die so berechneten azimutalen Geschwindig-
keitsprofile an je drei beispielhaften x-Positionen im Stromungsfeld darge-
stellt und mit entsprechenden Geschwindigkeitsprofilen eines Lamb-Oseen-
Wirbels verglichen. Fiir die Bestimmung der freien Parameter des Geschwin-
digkeitsprofils des Lamb-Oseen-Wirbels aus Gleichung 3.3.8, also des Wir-
belkernradius 79 und der Zirkulation I'g, wurde die Methode der kleinsten
Quadrate verwendet. Obwohl die Annahme eines axialsymmetrischen Wir-
bels stark vereinfachend ist, weisen die so gewonnen Geschwindigkeitspro-
file in weiten Teilen des Stromungsfeldes eine gute Ubereinstimmung mit
dem Geschwindigkeitsprofil eines Lamb-Oseen-Wirbels auf, so dass hieraus
die maximale Azimutalgeschwindigkeit bestimmt werden kann. Solange der
Wirbel noch nicht geplatzt ist, gibt es lediglich an zwei Stellen deutliche
Abweichungen zwischen den Ergebnissen. Dies sind einerseits Positionen,
an denen starke Wechselwirkungen mit der Modelloberflache auftreten, sie-
he Abbildung 4.2.6(a), * = —50 mm. Andererseits fithrt auch die Interaktion
mit einem der anderen Wirbeln zu deutlichen Abweichungen, wie in Abbil-
dung 4.2.6(b), = 100 mm, gesehen werden kann.

0.6 [
' Einfluss  _——»= 08
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o4 2 X = -50,0 mm —— 06 Einfluss | —— 100,0 mm
.8 x = 0,0 mm 8 des VKW x = 150,0 mm
S 1. 04 -
3 x = 50,0 mm 3 x = 200,0 mm
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(a) Vorkorperwirbel (VKW) (b) Strakewirbel (STW)

Abbildung 4.2.6: Gemittelte azimutale Geschwindigkeitsprofile im Wirbel an
verschiedenen x-Positionen und Vergleich mit dem Lamb-
Oseen-Wirbelmodell, Ma = 0,85, a = 16°

Basierend auf den so bestimmten azimutalen Geschwindigkeitsprofilen kann
anschliefend die Drallzahl S = Ty maz/Vs, achse berechnet werden. Die
Drallzahl ist ein iibliches Mafs fiir die Stabilitédt von Léngswirbeln, wobei in
der Literatur verschiedene Werte fiir die kritische Drallzahl im Bereich von
1,12 < Skrit < 1,41 angegeben werden [18]. Aus fritheren Untersuchungen
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4.2 Einfluss des Anstellwinkels

zur Wirbel-Stof-Interaktion 74, 129] ist bekannt, dass vy mar Und vz, achse
mafgeblichen Einfluss auf die Stabilitdt des Wirbels gegeniiber Wirbelplat-
zen durch Wirbel-Stofi-Interaktion haben, weshalb die Drallzahl auch als
Maf fiir die Stabilitdt der Wirbel in Bezug auf die Wirbel-Stofi-Interaktion
geeignet ist. In Abbildung 4.2.7 ist der Einfluss des Anstellwinkels auf die
Drallzahl des VKW und des STW abgebildet. Der Bereich der kritischen
Drallzahl ist darin als grau hinterlegtes Gebiet kenntlich gemacht. Die Po-
sitionen der Verdichtungsstofe sind in Abbildung 4.2.7 durch gestrichelte
Linien angedeutet, wobei die Stofspositionen auf Basis der zweiten Ablei-
tung des Dichtegradienten auf der Wirbelachsachse bestimmt wurden [145].
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(a) Vorkorperwirbel (VKW) (b) Strakewirbel (STW)

Abbildung 4.2.7: Einfluss des Anstellwinkels auf die Drallzahl, Bereich der kri-
tischen Drallzahl Sk, grau hinterlegt, Lage der Verdichtungs-
stofse durch gestrichelte Linien markiert, Ma = 0,85

Ein Wirbel wird als stabil angesehen solange S < Si,;+ gilt. Unmittelbar
bevor Wirbelplatzen auftritt kommt es zu einem deutlichen Anstieg der
Drallzahl, da die Axialgeschwindigkeit des Wirbels stark abnimmt, wihrend
die Azimutalgeschwindigkeit anndhernd konstant bleibt. Sobald der Wirbel
geplatzt ist und sich ein Riickstrémgebiet im Wirbelkern bildet, fillt S ab-
rupt ab, da sich durch die negative Axialgeschwindigkeit das Vorzeichen
von S &ndert. Fiir den VKW ist eine leichte Zunahme der Drallzahl mit
zunehmendem Anstellwinkel zu beobachten, siche Abbildung 4.2.7(a). Die
Interaktion des VKW mit dem Verdichtungsstofs iiber dem Strake ist an
einem leichten Anstieg der Drallzahl im Bereich von z =~ 0mm zuerken-
nen. Die Position der Unterquerung des STW durch den VKW ist an einer
deutlichen Reduktion der Drallzahl im Bereich 100mm < z < 150 mm zu
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4.3 Einfluss des Schiebewinkels

erkennen. Dadurch kommt es zu einer starken Wechselwirkung des VKW
mit der Modelloberflache einerseits und dem STW andererseits, wodurch
auch die Azimutalgeschwindigkeit reduziert wird. Fiir den Fall o = 12° ist
dieser Effekt besonders stark ausgepréigt, da hier VKW und STW ohne-
hin schon sehr nahe an der Modelloberfliche verlaufen. Die Drallzahl des
STW bleibt fiir alle untersuchten Anstellwinkel nahezu konstant, solange
der Wirbel noch nicht geplatzt ist, vergleiche Abbildung 4.2.7(b). Fiir bei-
de Wirbel liegt die Drallzahl bis unmittelbar vor dem Wirbelplatzen deut-
lich unterhalb des kritischen Bereichs, was dafiir spricht, dass die ungestor-
ten Wirbel im betrachteten Anstellwinkelbereich stabil sind. Stattdessen
scheint es plausibel, dass die Interaktion mit einem Verdichtungsstoft der
mafigebliche Ausloser des Wirbelplatzens bei der hier betrachteten Mach-
zahl Ma = 0,85 ist. Bei Betrachtung der Stofipositionen relativ zum Anstieg
der Drallzahl vor dem Wirbelplatzen wird fiir den STW ein deutlicher Un-
terschied sichtbar zwischen o = 16° einerseits und o = 20° und o = 24°
andererseits. Im ersten Fall liegt die Drallzahl an der Stofposition deutlich
unterhalb des kritischen Bereichs und steigt erst nach der Interaktion mit
dem Verdichtungsstofs an, was fiir eine Destabilisierung des Wirbels durch
die Wirbel-Wirbel-Interaktion spricht. Im zweiten Fall liegt die Drallzahl an
der Stofsposition jedoch schon deutlich iiber dem kritischen Bereich, so dass
hier die Wirbel-Stof-Interaktion nicht der Ausléser des Wirbelplatzens des
STW ist.

4.3 Einfluss des Schiebewinkels

Zusétzlich zum Einfluss des Anstellwinkels ist auch der Einfluss des Schiebe-
winkels von mafgeblicher Bedeutung fiir die Entwicklung der Strémungsto-
pologie iiber dem Deltafligel. Durch die asymmetrische Anstromung sinkt
der effektive Pfeilungswinkel auf der dem Wind zugewandten Modellhalf-
te, der sogenannten Luvseite, wihrend der effektive Pfeilungswinkel auf der
dem Wind abgewandten Modellhélfte, der Leeseite, steigt. Die Begriffe Luv-
und Leeseite sind dabei nicht mit den Begriffen der Druck- und Saugseite
zu verwechseln, auch wenn sie in der Literatur teilweise synonym verwendet
werden. Die unterschiedlichen effektiven Anstréombedingungen beeinflussen
die Wirbeltopologie iiber dem Fliigel und die Stabilitit der einzelnen Wirbel.
Von besonderem Interesse ist dabei der Fall des asymmetrischen Wirbelplat-
zens, wenn einer der Wirbel auf der Luvseite bereits geplatzt ist, wihrend
die Wirbel der Leeseite noch stabil sind. Dadurch ergibt sich auf der Luv-
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4.3 Einfluss des Schiebewinkels

seite ein geringerer Auftrieb als auf der Leeseite, wodurch ein positives, also
instabiles, Rollmoment induziert wird. In Anbetracht des hohen Rechen-
aufwands fiir die Simulationen des Vollmodells wird nur der Schiebewinkel
B = 5° betrachtet.

Ein Vergleich der Entwicklung des Normalkraft- und Nickmomentenbeiwerts
in Abhéngigkeit des Anstellwinkels zwischen den experimentellen und nu-
merischen Ergebnissen ist in Abbildung 4.3.1 zu finden. Im Vergleich zu
den in Abbildung 4.2.1 gezeigten Kurven fiir den Fall ohne Schiebewinkel
ist eine bessere Ubereinstimmung zwischen Numerik und Experiment zu
erkennen. Die groften Abweichungen finden sich im Anstellwinkelbereich
a > 20°. Dort zeigen die experimentellen Daten einen deutlichen Einbruch
des Normalkraftbeiwerts bei gleichzeitigem Anstieg des Nickmomentenbei-
werts, vermutlich ausgelost durch den Beginn des Wirbelplatzens auf der
Leeseite. Wahrend der STW auf der Luvseite bei o« > 20° sowohl in den
numerischen als auch in den experimentellen Ergebnissen vollstandig ge-
platzt ist, ist der STW der Leeseite in den Simulationen fiir alle untersuch-
ten Anstellwinkel stabil. Mit zunehmendem Anstellwinkel steigt somit der
Wirbelauftrieb auf der Leeseite, was den fehlenden Auftrieb der Luvseite
kompensiert und zu einem Abflachen der Kurve fiihrt.
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Abbildung 4.3.1: Vergleich des Verlaufs des Normalkraft- und Nickmo-

mentenbeiwerts zwischen Numerik und Experiment [98],
Ma =0,85,8 =5°

Dieses Ungleichgewicht zwischen Luv- und Leeseite induziert jedoch ein
hohes Rollmoment, wie anhand des in Abbildung 4.3.2 gezeigten Verlaufs
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4.3 Einfluss des Schiebewinkels

des Rollmomentenbeiwerts gesehen werden kann. Im Experiment konnte das
Rollmoment leider nicht gemessen werden, weswegen nur die numerischen
Ergebnisse dargestellt sind. In den numerischen Simulationen kommt es bei
a ~ 16° zur sogenannten Rollmomentenumkehr, dem Ubergang von einem
instabilen positiven zu einem stabilen negativen Rollmoment. Ursache ist
der Beginn des Wirbelplatzens des STW und HFW auf der Luvseite und
die damit verbundene einseitige Auftriebsreduktion.
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5 Rollmomentenumkehr

it / instabil
€ 0,00 fmg-mmmmmmmmmm-- oo

E stabil
g

g —0,054

2 —0,10 , : , ,

e ' 10 15 20 25

Anstellwinkel « [7]

Abbildung 4.3.2: Entwicklung des Rollmomentenbeiwerts, Ma = 0,85, 8 = 5°

Sehr deutlich ist das einsetzende Wirbelplatzen in Abbildung 4.3.3 zu sehen.
Dort werden die Wirbel durch eine Isofliche des normierten Q-Kriteriums
Qp = Qpl2/UZ =50 (blau) visualisiert, wihrend Riickstrémgebiete durch
eine Isofliche der x-Geschwindigkeit v, = —0,1m/s (rot) dargestellt wer-
den. Fiir o = 14° ist lediglich der HFW auf der Luvseite bereits geplatzt,
die restlichen Primérwirbel sind stabil und zeigen keine Anzeichen von Wir-
belplatzen, siche Abbildung 4.3.3(a). Wie bereits fiir die Fille ohne Schie-
bewinkel beschreiben kommt es auch hier zur Bildung von Abléfeblasen an
der Vorderkante des Hauptfliigels. Durch die Erhéhung des Anstellwinkels
auf a = 16° platzt zusétzlich zum HFW auch der STW auf der Luvseite,
erkennbar an den rot eingefirbten Riickstromgebieten in den Wirbelkernen
von STW und HFW in Abbildung 4.3.3(b). Durch die daraus resultieren-
de ungleiche Auftriebsverteilung zwischen Luv- und Leeseite kommt es zur
Rollmomentenumkehr. Abgesehen von den Riickstromgebieten im Wirbel-
kern und den Ablgseblafien an der Vorderkante des Hauptfliigels treten noch
weitere Riickstromgebiete im Stromungsfeld auf. Einerseits ist die Abléfsung
an der angefasten Hinterkante sehr deutlich zu erkennen, auf die bereits
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4.3 Einfluss des Schiebewinkels

in Abbildung 4.2.2(f) fiir den Fall ohne Schiebewinkel hingewiesen wurde.
Andererseits bilden sich am Ubergang von Levcon zu Strake kleinere Riick-
stromgebiete. Thre Lage entspricht der des vorderen Verdichtungsstofies, was
darauf schliefsen ldsst, dass es sich hier um stofinduzierte Ablésungen han-

delt.
Stoflinduzierte l Us StoBlinduzierte l Uso
Ablésung Ablosung
Wirbelplatzen
des STW
Vorderkanten- Wirbelplatzen Vorderkanten- A
ablosung des HFW ablésung irbelplatzen

des HFW

(a) @ =14°,8 =5° (b) a=16°4=5°

Abbildung 4.3.3: Stromungstopologie bei a = 14° und o = 16° unter Schiebe-
winkeleinfluss, visualisiert durch die Isoflichen von Q7 = 50
(blau) und vz = —0,1m/s (rot), Ma = 0,85, 8 = 5°

Generell fithrt der Einfluss des Schiebewinkels zu einer Stabilisierung der
Wirbel auf der Leeseite, sowie zu einer Destabilisierung der Wirbel auf der
Luvseite im Vergleich zum Fall ohne Schiebewinkel. In Abbildung 4.3.4 ist
ein Vergleich der Drallzahl des Strakewirbels fiir « = 16° und a = 20°
dargestellt. Gezeigt sind jeweils die Verldufe der Drallzahl fiir den STW bei
B = 0° (durchgezogene Linie), den STW der Leeseite bei § = 5° (Strich-
punktlinie) und den STW der Luvseite bei 5 = 5° (gestrichelte Linie). Es ist
deutlich zu erkennen, dass der STW der Luvseite fiir einen gegebenen An-
stellwinkel jeweils zuerst platzt und der STW des Falls ohne Schiebewinkel
als Zweites. Der STW der Leeseite zeigte fiir keinen der untersuchten Fille
Wirbelplatzen. Die Drallzahl variiert stromauf des Wirbelplatzens jedoch
nur geringfiigig zwischen den Fillen mit und ohne Schiebewinkel, so dass
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4.3 Einfluss des Schiebewinkels

die Variation der Wirbelstabilitit nicht allein durch unterschiedliche Ver-
héltnisse der azimutalen zu axialen Geschwindigkeitskomponenten erklart

werden konnen.
AoS = 5° Lee

—— AoS = 0° --—--- AoS = 5°, Luv
Stof- Stof-
10! positionen =— " 10! < positionen |
; ’
—*:““*\_j T
100 200 300
2 [mm)| @ [mm]
(b) a =20°

(a) @ = 16°

Abbildung 4.3.4: Einfluss des Schiebewinkels auf die Drallzahl S des Strakewir-
bels fiir « = 16° und o = 20°, Ma = 0,85
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Abbildung 4.3.5: Einfluss des Schiebewinkels auf den Druck innerhalb des Stra-

kewirbels fiir « = 16° und o = 20°, Ma = 0,85

Allerdings ergeben sich deutlich unterschiedliche Stofstarken der Verdich-
tungsstofe, die mit dem STW interagieren. In Abbildung 4.3.5 wird der
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4.4 Einfluss der Machzahl

Verlauf des Drucks auf der Wirbelachse des STW gezeigt, wieder fiir den
Fall 8 = 0° sowie fiir Luv- und Leeseite des Falls § = 5°. Als Maf fiir die
Stofstérke kann aus dem Verlauf des Drucks auf der Wirbelachse die Druck-
differenz Ap = py — p; bestimmt werden, wobei p; den Druck stromauf des
Stokes und py den Druck stromab des Stofes beschreibt. Die berechneten
Druckverhéltnisse fiir « = 16° und o = 20° sind in Tabelle 4.3.1 zu fin-
den. Dabei wird deutlich, dass das Druckverhéltnis iiber den Stofs auf der
Leeseite jeweils deutlich geringer ist als auf der Luvseite oder im Fall ohne
Schiebewinkel, was erklirt, warum es auf der Leeseite nicht zum Wirbel-
platzen kommt. Die Tatsache, dass bei a = 20° die Druckdifferenz im Fall
ohne Schiebewinkel hoher ist als auf der Luvseite im Fall mit Schiebewinkel
ist dadurch zu erkldren, dass in letzterem Fall bereits die Interaktion mit
dem vorderen Verdichtungsstoft zu Wirbelplatzen fiihrt.

Tabelle 4.3.1: Druckdifferenz iiber den Verdichtungsstofs
Anstellwinkel ‘ 8=0° [ =5° Luvseite [ = 5°, Leeseite

16° 4215 Pa 5347 Pa 2596 Pa
20° 5627 Pa 5385 Pa 3160 Pa

4.4 Einfluss der Machzahl

In diesem Abschnitt wird der Einfluss der Anstrémmachzahl auf die
Stromungstopologie iiber dem Fliigel behandelt. Aus fritheren Arbeiten
von Stanbrook und Squire [124] und Miller und Wood [85] ist bekannt,
dass die Machzahl normal zur Vorderkante May = Mao cos(¢)(1 +
sin?(a)tan®(¢))*/?, gebildet mit dem Anstellwinkel a, dem Pfeilungswin-
kel ¢ und der Anstrémmachzahl Ma.., einen mafgeblichen Einfluss auf die
Wirbelbildung an der Vorderkante hat. Fiir hohe Werte von May findet
schlieRlich ein Ubergang zu einer anliegenden Strémung an der Vorderkan-
te statt, so dass sich keine Vorderkantenwirbel mehr bilden. Es gibt in der
Literatur keinen eindeutigen kritischen Wert fiir May, ab dem es zu einer
Anderung der Wirbeltopologie kommt. In den Untersuchungen von Stan-
brook und Squire [124] wurde der Ubergang zu einer anliegenden Stromung
schon im Bereich von 0,60 < May < 0,80 beobachtet, wihrend Miller und
Wood [85] die Grenze bei Man = 0,90 sahen und auch mehrere verschiede-
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4.4 Einfluss der Machzahl

ne Zwischenstadien identifizierten. Im Rahmen dieser Arbeit wird die De-
finition von Miller und Wood verwendet. Demnach hingt die resultierende
Stromungstopologie fiir May > 0,90 nicht nur von May sondern auch vom
Anstellwinkel des Modells ab. Fiir niedrige Anstellwinkel und hohe Ma y bil-
det sich wie bei Stanbrook und Squire ein Bereich anliegender Strémung in
der Néhe der Vorderkante, der von einem schrégen Verdichtungsstofs abge-
schlossen wird, einem sogenannten Querstromungs- Verdichtungsstoft. Durch
die Interaktion des Verdichtungsstoffes mit der Grenzschicht kann es dabei
hinter dem Verdichtungsstofs zu einer stofinduzierten Ablésung kommen.
Fiir hohere Anstellwinkel kommt es jedoch auch fiir hohe Mapy nicht zur
Ausbildung einer komplett anliegenden Stromung, stattdessen entsteht di-
rekt an der Vorderkante eine flache Abloseblase oder ein flacher Wirbel,
auf dem sich wiederum ein Verdichtungsstoft bildet. Wie im Folgenden ge-
zeigt wird, tritt insbesondere letzterer Fall bei den im Rahmen dieser Arbeit
untersuchten Anstellwinkeln auf.

Die Entwicklung von Ma am DLR-F22-Modell mit steigendem Anstellwin-
kel und fiir verschiedene Anstrémmachzahlen ist in Abbildung 4.4.1 abgebil-
det. Daraus wird deutlich, dass Ma besonders an den schwécher gepfeilten
Vorderkanten von Levcon und Hauptfliigel (¢ = 45°) im kritischen Bereich
liegt, wihrend am stérker gepfeilten Strake (¢ = 75°) lediglich fiir hohe An-
stellwinkel und Anstréommachzahlen ein Wert von May > 0,90 beobachtet
wird.

1.251
—— Ma— 085
1001 — Ma-1.1
- — Ma- 141
2075 &
=
0.50 — $=45
————— 6 =75
0.251

Abbildung 4.4.1: Entwicklung der Machzahl normal zur Vorderkante mit stei-
gendem Anstellwinkel, fiir verschiedene Anstrommachzahlen
und Pfeilungswinkel

Die Machzahlverteilung iiber der F22-LS1-Konfiguration an zwei verschiede-
nen Schnittpositionen, an S3 iiber dem Strake und S5 iiber dem Hauptfliigel,
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4.4 Einfluss der Machzahl

und bei drei verschiedenen Machzahlen, Ma = 0,85, Ma = 1,10 und Ma =
1,41 ist in Abbildung 4.4.2 zu sehen. Die Querstromungs-Verdichtungsstofe
sind dabei jeweils rot umrandet. In keinem der untersuchten Félle wurde die
Ausbildung einer Uberschallvorderkante mit anliegender Strémung beobach-
tet. Der von Miller und Wood beschriebene Fall eines flachen Wirbels, auf
dem sich ein Verdichtungsstofs bildet, tritt jedoch fir Ma > 1,10 tiber dem
schwécher gepfeilten Hauptfliigel und fiir Ma = 1,41 auch iiber dem stér-
ker gepfeilten Strake auf. Uber dem Strake (linke Spalte) bildet sich dabei
fiir alle untersuchten Machzahlen ein deutlich ausgeprigter Priméarwirbel,
wihrend {iber dem schwicher gepfeilten Hauptfliigel (rechte Spalte) dagegen
schon bei Ma = 1,10 kein deutlich ausgeprigter Prim&rwirbel mehr exis-
tiert. Stattdessen bildet sich an der Vorderkante des Hauptfliigels bei Ma =
1,10 und Ma = 1,41 lediglich noch eine flache Abléseblase, auf der sich wie-
derum ein Verdichtungsstof bildet. Bei Ma = 0,85 zeigen die Menter-SST-
Ergebnisse ebenfalls keinen Wirbel an der Vorderkante des Hauptfliigels,
sondern stattdessen eine sehr ausgeprégte Abléseblase mit Riickstrémgebiet.
Dies ist jedoch aller Wahrscheinlichkeit nach auf eine Unzuldnglichkeit in
den Simulationsergebnissen zuriickzufiihren.

Bereits in Abschnitt 4.1.3 wurde gezeigt, dass die URANS-Simulationen
bei Ma = 0,85 die Stidrke des HFW unterschétzen, was auch durch die in
Abbildung 4.4.3 gezeigten Oberflichendruckverteilungen bestétigt wird. Im
vorderen Bereich des Modells iiber Vorkérper, Levcon und Strake wurde bei
allen untersuchten Machzahlen eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen
Numerik und Experiment erreicht, wie in den Abbildungen 4.4.3(a), 4.4.3(b)
und 4.4.3(c) gesehen werden kann. Uber dem Hauptfliigel kommt es hinge-
gen insbesondere bei Ma = 0,85, und in geringerem Mafie bei Ma = 0,50, zu
deutlichen Abweichungen an den Schnitten S4 und S5, die in den Abbildun-
gen 4.4.3(d) und 4.4.3(e) gezeigt werden. Die Ursache dieser Abweichungen
ist das bereits erwdhnte Problem der URANS-Simulationen, den Haupt-
fliigelwirbel korrekt vorherzusagen. Die Druckverteilungen der supersoni-
schen Machzahlen weisen dagegen keine derartigen Abweichungen auf, da
hier der Hauptfliigelwirbel aufgrund der héheren May ohnehin schwécher
ausgeprigt ist, und werden daher als verlésslicher eingeschétzt. Die Tat-
sache, dass der Druckanstieg durch den Querstromungs-Verdichtungsstofs
sich nicht in den Oberflachendriicken niederschlégt, ist dadurch zu erkléren,
dass der Verdichtungsstofs sich jeweils auf dem Wirbel oder der Abléseblase
bildet und dadurch von der Fliigeloberfliche abgeschirmt ist.
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4.4 Einfluss der Machzahl

Schnitt S, © = 42 mm Schnitt S5, © = 181 mm

Abbildung 4.4.2: Machzahlverteilung iiber Strake (links) und Hauptfliigel
(rechts) fiir verschiedene Anstréommachzahlen, oo = 16°

Eine weitere Auswirkung der Machzahl kann anhand der in Abbildung 4.4.4
gezeigten Wirbeltrajektorien beobachtet werden. Sehr deutlich zeigt sich,
dass die Position, an der VKW und STW miteinander verschmelzen, sich mit
zunehmender Anstrommachzahl in Stromabrichtung verschiebt, was auf eine
reduzierte Interaktion zwischen VKW und STW hindeutet, dhnlich wie es in
Abbildung 4.4.3 bereits bei zunehmendem Anstellwinkel beobachtet wurde.
Wahrend in Bezug auf den Anstellwinkeleinfluss allerdings der zunehmende
Abstand zwischen den Wirbeln als Ursache identifiziert wurde, verringert
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Abbildung 4.4.3: Vergleich des Oberflichendrucks an der F22-LSI1-

Konfiguration

zwischen Experiment

und Numerik fiir

verschiedene Machzahlen, a = 16°

90



4.4 Einfluss der Machzahl

sich der Abstand der Wirbel zueinander mit zunehmender Machzahl sogar
geringfiigig. Einerseits hebt sich der STW mit zunehmender Anstrémmach-
zahl weniger stark von der Fliigeloberfliche ab, siehe Abbildung 4.4.4(a),
andererseits verschiebt sich auch die y-Position des STW in Richtung der
Symmetrieebene, wihrend die y-Position des VKW nahezu konstant bleibt,
vergleiche Abbildung 4.4.4(b).
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Abbildung 4.4.4: Einfluss der Machzahl auf die Wirbeltrajektorien an der F22-
LS1-Konfiguration, a = 16°

Stattdessen kann die schwichere Interaktion auf eine Reduktion der Wirbel-
stérke der beteiligten Wirbel mit zunehmender Anstréommachzahl zuriickge-
fithrt werden, wie sie auch schon von Erickson et al. [26] beobachtet wurde.
Dieser Effekt kann anhand der in Abbildung 4.4.5 gezeigten Entwicklung
des Betrags des entdimensionalisierten Wirbelvektors |&*| = |&J]l,/Us auf
der Wirbelachse nachvollzogen werden. Es ist deutlich zu erkennen, dass
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4.4 Einfluss der Machzahl

|5*| mit zunehmender Anstrommachzahl kontinuierlich abnimmt. Gleich-
zeitig sinkt auch die Drallzahl S geringfiigig, siche Abbildung 4.4.6, was fiir
eine Stabilisierung der Wirbel mit zunehmender Anstrémmachzahl spricht.
Das wird auch durch die Beobachtung bestétigt, dass fir Ma = 1,10 und
Ma = 1,41 im untersuchten Anstellwinkelbereich bis o« = 30° kein Wir-
belplatzen iiber dem Modell auftritt. Es ist auffillig, dass es fiir a = 16°
sowohl bei Ma = 0,50 als auch bei Ma = 0,85 zu einem starken Anstieg der
Drallzahl bei z > 200 mm kommt, jedoch nur fiir Ma = 0,85 Wirbelplatzen

Ma = 0.5 Ma = 0.85 Ma =11 —— Ma =141

=20 6001

S S

= 3400

3 100 3

Il || 200

3 ‘ ‘ ‘ ‘ =] 2 o | ‘ ; -
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(a) Vorkérperwirbel (VKW) (b) Strakewirbel (STW)

Abbildung 4.4.5: Einfluss der Machzahl auf den Betrag des Wirbelvektors im
Wirbelkern, o = 16°
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Abbildung 4.4.6: Einfluss der Machzahl auf die Drallzahl, o = 16°
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4.5 Einfluss der Fliigelgeometrie

vorliegt. Eine mogliche Erklarung fiir diese Beobachtung ergibt sich aus der
Tatsache, dass bei Ma = 0,50 ein stabiler HFW existiert, der eine stabili-
sierende Wirkung auf den STW hat, wihrend bei bei Ma = 0,85 lediglich
eine Ablbéseblase an der Vorderkante des Hauptfliigels vorliegt.

4.5 Einfluss der Fliigelgeometrie

Zusatzlich zur Dreifachdeltafliigelkonfiguration F22-LS1 wurde im Rah-
men der Arbeit auch die Doppeldeltakonfiguration F22-L00 untersucht. In
den vorherigen Kapiteln wurde ausschlieflich die Stromung am F22-LS1-
Modell behandelt, qualitativ sind die Erkenntnisse zu den Auswirkungen
einer Anderung des Anstellwinkels oder der Machzahl jedoch auf die F22-
L00-Konfiguration iibertragbar. Eine Gegeniiberstellung der entsprechenden
Oberflachendriicke der numerischen und experimentellen Ergebnisse wird
in Anhang B.2 gezeigt. Durch den Ubergang von einem Dreifachdeltaflii-
gel zu einem Doppeldeltafliigel kommt es jedoch zu deutlichen Anderungen
der Strémungstopologie iiber dem Modell. Dies wird anhand der in Abbil-
dung 4.5.1 gezeigten Stromliniendarstellung fiir den Fall Ma = 0,85, = 12°
deutlich sichtbar. Die Stromungstopologie wird dort durch unterschiedlich
eingefarbte Stromlinien visualisiert, wodurch die verschiedenen Primé&rwir-
bel deutlich erkennbar werden.

Durch den Wegfall des Levcons bei der F22-L00-Konfiguration kommt es
nicht mehr zur Bildung eines eigenstdndigen Strakewirbels. Stattdessen wi-
ckelt sich die abgeldste Scherschicht des Strakes (in orange dargestellt)
um den existierenden Vorkérperwirbel (in rot dargestellt), siche Abbil-
dung 4.5.1(b). Das ist prinzipiell vergleichbar mit der Situation an der F22-
LS1-Konfiguration, bei der ein dhnlicher kombinierter Wirbel aus den abge-
16sten Scherschichten von Leveon (in griin dargestellt) und Strake (in orange
dargestellt) vorliegt, vergleiche Abbildung 4.5.1(a). Ein weiterer wichtiger
Unterschied zwischen den beiden Konfigurationen ist, dass sich an der F22-
L00-Konfigurationen lediglich ein Verdichtungsstofs iber dem Hauptfliigel
bildet, wahrend sich auf der F22-LS1-Konfiguration bei Ma = 0,85 bei
Anstellwinkeln bis @ = 20° zusétzlich noch ein weiter stromauf gelegener
Verdichtungsstof auf Hohe des Ubergangs von Levcon und Strake bildet.
Dadurch ergeben sich fiir die Strakewirbel der einzelnen Konfigurationen
deutlich unterschiedliche Strémungsbedingungen im Wirbelkern.
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Abbildung 4.5.1: Unterschiede der Stromungstopologie zwischen F22-LS1 und
F22-1.00 visualisiert anhand von Oberflichendruck und
Stromlinien, Ma = 0,85, = 12°, 8 =0°

Zur Verdeutlichung wird Abbildung 4.5.2 ein Vergleich des axialen Ge-
schwindigkeitsdefizits auf der Wirbelachse zwischen dem STW der F22-
LS1-Konfiguration und dem STW der F22-L00-Konfiguration gezeigt. Es
ist deutlich zu erkennen, dass im STW der F22-L00-Konfiguration ab
x ~ 0mm eine deutlich hohere Ubergeschwindigkeit vorherrscht als im STW
der F22-LS1-Konfiguration. Die Ursache hierfiir ist im Fall der F22-1LS1-
Konfiguration die Verzogerung der Stromung im Wirbelkern aufgrund der
Interaktion des STW mit dem stromauf gelegenen Verdichtungsstoft auf Ho-
he des Levcon. Dieser Verdichtungsstofs tritt an der F22-L00-Konfiguration
nicht auf, so dass hier die erhohte Axialgeschwindigkeit im Wirbelkern er-
halten bleibt.
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Abbildung 4.5.2: Vergleich des Geschwindigkeitsdefizits im Wirbelkern zwi-
schen F22-L'S1 und F22-L00 fiir verschiedene Anstellwinkel,
Ma = 0,85

Die erhohte Axialgeschwindigkeit hat, wie bereits in Abschnitt 2.1.2 erldu-
tert, eine stabilisierende Wirkung auf den STW, wie anhand des in Abbil-
dung 4.5.3 gezeigten Vergleichs der Drallzahl zwischen F22-1.S1 und F22-1.00
gesehen werden kann. Die erhohte Axialgeschwindigkeit im STW der F22-
LO0-Konfiguration resultiert in einer niedrigeren Drallzahl als im STW der
F22-1.S1-Konfiguration, wodurch das Wirbelplatzen zu hoheren Anstellwin-
keln verschoben wird. Wahrend im Fall der F22-LS1-Konfiguration bereits
bei @ = 16° Wirbelplatzen iiber dem Hauptfliigel auftritt, ist dies bei der
F22-L00-Konfiguration erst ab a = 20° der Fall. Zudem liegt die Position

Stofspositionen = Stofspositionen AoA — 12
F22-LS1-Modell - F22-L00-Modell
10! —— AoA = 16
. —— AoA =20
L —— AoA =24
10[)_
F22-LS1: STW
F22-L00: STW
107!

—100 0 100 200 300
x [mm]

Abbildung 4.5.3: Vergleich der Drallzahl zwischen F22-LS1 und F22-L00 fiir

verschiedene Anstellwinkel, Bereich der kritischen Drallzahl
Skrit grau hinterlegt, Ma = 0,85
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4.6 Skalenauflosende Simulationen

des Wirbelplatzens bei der F22-L00-Konfiguration jeweils weiter stromab
als bei der F22-LS1-Konfiguration.

4.6 Skalenauflosende Simulationen

Aufgrund des beobachteten deutlichen Einflusses der Wahl des Turbulenz-
modells, und der teilweise deutlichen Abweichungen zwischen numerischen
und experimentellen Ergebnissen, wurden neben den bisher besprochenen
konventionellen URANS-Simulationen im Rahmen der Arbeit auch skalen-
auflésende IDDES-Rechnungen durchgefiihrt. Ein Uberblick iiber die ver-
wendeten numerischen Einstellungen und den generellen Ablauf der IDDES-
Rechnungen wird in Abschnitt 4.6.1 gegeben, bevor anschliefend in Ab-
schnitt 4.6.2 die eigentlichen Ergebnisse der skalenauflosenden Simulationen
vorgestellt werden.

4.6.1 Numerische Einstellungen und Vorgehen

Wie bereits in Abschnitt 3.1.1 beschrieben, wird im Rahmen dieser Ar-
beit ein k-w-basiertes IDDES-Verfahren genutzt, wobei die skalenauflosen-
den Simulationen auf demselben Rechengitter wie die URANS-Simulationen
durchgefiihrt werden. Die meisten numerischen Einstellungen entsprechen
denen der URANS-Simulationen, allerdings wird ein weniger dissipati-
ves Verfahren fiir die rdumliche Diskretisierung verwendet, ein sogenann-
tes hybrid low-dissipation, low-dispersion (HLD2) Verfahren [96]. Auch
die Zeitschrittweite der skalenauflésenden Simulationen ist deutlich klei-
ner als bei den URANS-Simulationen. Basierend auf den Ergebnissen der
URANS-Simulationen wird die Zeitschrittweite At durch das Verhéltnis
der minimalen Zellgrofe Az und des maximalen Betrags der Geschwin-
digkeit |¥] in der Stromung iiber dem Hauptfliigel abgeschétzt [119], At =
min(Az)/max(|U]), wobei in diesem Bereich eine isotrope Punkteverteilung
im Rechengitter vorliegt. Daraus ergibt sich eine Zeitschrittweite fiir die ID-
DES von At;ppes = 2,5-107% s, verglichen mit Atyrans = 5-107% s fiir die
URANS-Simulationen. Untersuchungen von Frangois et al. [30] legen nahe,
dass fiir skalenauflésende Simulationen wirbeldominierter Strémungen die
Geschwindigkeitskomponente in der Ebene normal zur Wirbelachse mafsgeb-
lich fiir die Bestimmung der Zeitschrittweite ist, so dass der gewdhlte Ansatz
als konservative Abschétzung zu werten ist. Um die Anlaufphase der IDDES
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4.6 Skalenauflosende Simulationen

moglichst kurz zu halten, wurden die existierenden URANS-Simulationen
als Ausgangslosung verwendet. Dadurch stellte sich sehr schnell eine einge-
schwungene Stromung ein, wofiir das Abflachen des zeitlichen Verlaufs des
Auftriebsbeiwerts C4 als Indikator verwendet wurde, sieche Abbildung 4.6.1.

0,501
0,481
220,46 1 -
I Beginn der
0,441 zeitlichen Mittelung
0,421
0,00 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05 0,06
& [s]

Abbildung 4.6.1: Zeitliche Entwicklung des Auftriebsbeiwerts in der IDDES,
Ma = 0,85, = 16°

Von diesem Zeitpunkt an wurde die Berechnung der Mittelwerte und Vari-
anzen der Stromungsvariablen neu gestartet. Die sehr kurze Zeitschrittwei-
te resultierte in einem im Vergleich zu den URANS-Simulationen deutlich
erhohten Rechenaufwand. Fiir die Simulation einer physikalischen Zeitspan-
ne von 0,1s bendétigten die URANS-Simulationen im Durchschnitt etwa
25000 CPUh, verglichen mit rund 500000 CPUh fiir eine IDDES dersel-
ben simulierten Zeitspanne. Aus diesem Grund waren bei Verwendung der
IDDES nur verhéltnisméfig kurze Mittelungszeitrdume moglich. Im Ver-
gleich zu den experimentellen Untersuchungen, in denen pro Messpunkt
eine Messdauer von bis zu 5 s genutzt wurde [98], wurde in den numerischen
Simulationen iiber einen Zeitraum von 0,05s bis 0,10s gemittelt, was in
etwa 60 bis 120 konvektiven Zeiteinheiten entspricht. Als konvektive Zeit-
einheit At. = l,/Us wird dabei die Zeit bezeichnet, innerhalb derer die
Referenzfliigeltiefe /,, einmal {iberstromt wird. Trotz dieser verhéltnisméabig
kurzen Mittelungsdauer zeigt die IDDES im Allgemeinen deutlich bessere
Ubereinstimmung mit den experimentellen Druckverteilungen als konven-
tionelle URANS-Simulationen. Durch eine ldngere Mittelungsdauer kann
diese Ubereinstimmung noch weiter gesteigert werden, wie anhand der bei-
den in Abbildung 4.6.2 gezeigten Druckschnitte zu sehen ist. Dort wird der
Druckbeiwert cp an zwei verschiedenen Druckschnitten zwischen dem Expe-

97



4.6 Skalenauflosende Simulationen

riment, einer URANS-Simulation und zwei IDDES verglichen. Die IDDES-
Ergebnisse wurden dabei zum einen iiber einen Zeitraum von Atq,q = 0,01s
und zum anderen iiber At,,, = 0,05s gemittelt. Schon die Ergebnisse der
kiirzeren Mittelungsdauer liegen deutlich ndher an den experimentellen Er-
gebnissen als die URANS-Ergebnisse, durch die lingere Mittelungsdauer
wird jedoch insbesondere in der Nidhe der Vorderkante bei Schnitt Sy ein
noch besseres Ergebnis erzielt, vergleiche Abbildung 4.6.2(b). Soweit nicht
explizit anders angegeben, wird fiir die IDDES im Folgenden eine Mitte-
lungsdauer von 0,05s verwendet.

—— CFD: Menter-SST CFD: IDDES (Atgyy = 0.055)
—-— CFD: IDDES (Atq,, = 0.01s) e  Experiment: PSI
-3 -3
-2
—_ //o“a
el s 1 L
° L—o""“
0 - | o
—_—_ ) e e
0,0 0l 02 03 04 05 0,0 0.2 0,4 0.6
vl visH
(a) Schnitt Sy, = 139 mm (b) Schnitt S5, x = 139 mm

Abbildung 4.6.2: Vergleich der Oberflichendriicke zwischen Experiment,
URANS und
IDDES mit unterschiedlichen Mittelungsdauern, Ma =
0,85, = 16°

Ein wichtiges Kriterium zur Beurteilung der Qualitit der IDDES-Ergebnisse
ist die Auflésungsqualitit Qrrs = kres/kior im LES-Gebiet. Darunter ver-
steht man das Verhéltnis der aufgeldsten oder simulierten turbulenten kine-
tischen Energie k,..; zur totalen turbulenten kinetischen Energie k;.;. Dabei
gilt
k—l(ﬁﬁﬁk—k ke 4.6.1
7'65_2va; +Uy +Uz)7 tot — 'r‘es"" TM ()

wobei v die aufgeldsten turbulenten Geschwindigkeitsfluktuationen und
kray den vom Turbulenzmodell modellierten Anteil der turbulenten kineti-
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4.6 Skalenauflosende Simulationen

schen Energie (TKE) bezeichnet. Je hoher die rdumliche und zeitliche Auf-
16sung der IDDES ist, desto hoher ist der Anteil an aufgeléster Turbulenz in
der Strémung, und desto grofer ist Qpps. Ein Wert von Qrgs = 1 bedeu-
tet dabei, dass sémtliche Turbulenz simuliert wird, wihrend bei einem Wert
von Qrgs = 0 jegliche Turbulenz modelliert wird. Im Allgemeinen wird ein
Wert von Qrgs > 0,8 fiir eine gut aufgeloste LES gefordert [94]. Die Vertei-
lung von Q1 gs an zwei Schnitten im Stromungsfeld wird in Abbildung 4.6.3
beispielhaft fiir den Fall Ma = 0,85, o = 16° gezeigt.

RANS-Modus

00 02 04 06 08
v/s |-

(a) Schnitt S, x = 42mm

1,0
0,9—

08 2
e
)

0,6
0,5

00 02 04 06 08
/s [

(b) Schnitt S5, x = 181mm

Abbildung 4.6.3: Verhiltnis von aufgeloster zu gesamter turbulenter kinetischer
Energie, Ma = 0,85, a = 16°
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Hier fallt auf, dass im vorderen Schnitt innerhalb des VKW nur sehr niedri-
ge Werte fiir Q1 gg erreicht werden, in Abbildung 4.6.3(a) rot markiert, was
dafiir spricht, dass innerhalb des VKW im RANS-Modus gerechnet wird.
Im hinteren Bereich iiber dem Hauptfliigel wird das Kriterium jedoch im
gesamten relevanten Stromungsbereich erfiillt, sieche Abbildung 4.6.3(b). Da
bei den untersuchten Anstellwinkeln zwischen o = 12° und a = 20° grof-
skalige turbulente Strukturen allerdings ohnehin hauptséchlich im Bereich
des Hauptfliigels erwartet werden, weil hier die Wirbel-Stofs-Interaktion und
das Wirbelplatzen auftreten, stellt die Verwendung des RANS-Modus iiber
dem vorderen Bereich des Modells kein Problem dar.

4.6.2 Ergebnisse der skalenauflosenden Simulationen

In diesem Abschnitt werden die numerischen Ergebnisse der IDDES ana-
lysiert und mit den Ergebnissen aus den URANS-Simulationen verglichen.
Sofern es nicht explizit anders beschrieben wird, werden dabei jeweils die
zeitlich gemittelten Stromungsfelder analysiert. In einem ersten Schritt wer-
den dabei zur Validierung der Ergebnisse die numerischen Oberflachendrii-
cke aus URANS und IDDES denen der experimentellen Untersuchungen in
Abbildung 4.6.4 gegeniibergestellt. Gezeigt wird der Fall o = 16°, die Ergeb-
nisse fiir « = 12° und o = 20° kénnen im Anhang in den Abbildungen B.3.1
und B.3.2 gefunden werden. In den vorderen drei Schnitten, die sich auf dem
Vorkérper und dem Strake befinden, ergibt sich eine gute Ubereinstimmung
zwischen allen drei Datensétzen. Erst {iber dem Hauptfliigel, insbesonde-
re in den Schnitten S4 und S5 zeigen sich deutliche Unterschiede zwischen
den Ergebnissen der URANS und der IDDES, wobei die IDDES-Ergebnisse
jeweils deutlich bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Daten
zeigen. Die grofiten Unterschiede treten dabei in der Ndhe der Vorderkan-
te des Hauptfliigels auf, also dort, wo sich der HFW bildet. Wie schon in
Abschnitt 4.1.3 beschrieben, neigt das Menter-SST-Turbulenzmodell dazu,
die Starke und Stabilitdt des HFW zu unterschétzen, wahrend die IDDES-
Ergebnisse die im Experiment vorherrschende Wirbelcharakteristik sehr gut
reproduzieren.

Ein Vergleich der Stromungstopologie zwischen den zeitlich gemittelten
URANS- und IDDES-Ergebnissen wird in Abbildung 4.6.5 gezeigt. Zur
Visualisierung der Wirbel wird dort einerseits in blau eine Isofliche des
Q p-Kriteriums gezeigt, Q}, = QDZZ/Uozo = 50. Andererseits ist zur
Identifikation von Gebieten mit Riickstrémung in rot eine Isofliche der

100



4.6 Skalenauflosende Simulationen
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Abbildung 4.6.4: Vergleich des Oberflichendrucks am F22-LS1-Modell zwischen
Experiment, URANS und IDDES, Ma = 0,85, = 16°

x-Geschwindigkeit hervorgehoben, v, = —0,1m/s. Dadurch wird deut-
lich, dass sich bei niedrigen Anstellwinkeln in den Abbildungen 4.6.5(a)
und 4.6.5(b) in den URANS-Simulationen kein HFW ausbildet, sondern
stattdessen eine ausgedehnte Ablseblase entlang der Vorderkante des
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Wirbelplatzen
des STW HFW anstatt
Abloseblaie
Abloseblase an

der Vorderkante

(a) URANS, a =12°  (b) URANS, a = 16° (¢) URANS, a = 20°

\

(d) IDDES, a =12°  (e) IDDES, o = 16°  (f) IDDES, o = 20°

Abbildung 4.6.5: Vergleich der Strémungstopologie zwischen
URANS  (oben) wund IDDES (unten), visualisiert
durch die Isoflichen von @} = 50 (blau) und

vy = —0,1m/s (rot), Ma = 0,85
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Hauptfliigels existiert. Lediglich fiir « = 20° bildet sich in den URANS-
Simulationen ein ausgeprigter HFW, siche Abbildung 4.6.5(c). Im Gegen-
satz dazu weisen sdmtliche IDDES-Ergebnisse einen ausgepriagten HFW auf,
wahrend die Abloseblase am Hauptfliigel deutlich kleiner ausfallt und in
Stromabrichtung verschoben wird. Auch das Wirbelplatzen des STW tritt
in der IDDES weiter stromab auf. Wahrend in den URANS-Simulationen
schon bei o = 16° ein ausgeprigtes Riickstromgebiet im Wirbelkern des
STW entsteht, liegt in den IDDES-Ergebnissen noch ein ungeplatzter Wir-
bel vor, vergleiche die Abbildungen 4.6.5(b) und 4.6.5(e).

Zur Validierung des Geschwindigkeitsfelds iiber dem Fliigel stehen fiir
a = 16° und a = 20° experimentelle Daten aus PIV-Messungen zur Verfii-
gung. Aufgrund von starken Reflexionen an der Modellvorderkante waren
jedoch nur die Messschnitte iiber dem Hauptfliigel auswertbar. Fiir zwei
dieser Schnitte, Pjg bei £ = 230 mm und Pjs bei x = 290 mm, ist ein Ver-
gleich des experimentell gemessenen x-Geschwindigkeitsfeld mit den Ergeb-
nissen der URANS-Simulationen und IDDES fiir & = 16° in Abbildung 4.6.6
gezeigt. Die zugehorigen y- und z-Komponenten des Geschwindigkeitsfelds
kénnen im Anhang in den Abbildungen B.4.1 und B.4.2 gefunden werden.
Die entsprechenden Darstellungen fiir o = 20° finden sich im Anhang in
den Abbildungen B.4.3, B.4.4 und B.4.4. Der STW und der HFW sind
deutlich als Gebiete reduzierter x-Geschwindigkeit zu erkennen, da beide
Wirbel an diesen Positionen einen Wirbelkern vom Nachlauf-Typ aufwei-
sen. Sowohl in den PIV- als auch in den IDDES-Ergebnissen sind beide
Wirbel klar voneinander abgegrenzt, wihrend die URANS-Ergebnisse einen
starken Einfluss der bereits erwidhnten Abléseblase an der Hauptfliigelvor-
derkante aufweisen. Zudem zeigt der STW in den URANS FErgebnissen bei
Schnitt Pjo (rechte Spalte) vorzeitiges Wirbelplatzen im Gegensatz zu den
PIV- und IDDES-Ergebnissen. Generell weisen die IDDES-Ergebnisse eine
deutlich bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen auf
als die URANS-Ergebnisse.

In Abbildung 4.6.7 wird ein Vergleich des axialen Geschwindigkeitsdefizits
im Wirbelkern zwischen den URANS-Ergebnissen (durchgezogene Linien)
und den IDDES-Ergebnissen (gestrichelte Linien) gezeigt. Dabei liegt fiir
§ < 0 eine Ubergeschwindigkeit und bei § > 0 eine Untergeschwindig-
keit im Wirbelkern verglichen mit der ungestérten Anstrémung vor. Die
verfiigharen PIV-Ergebnisse bei x < 200 mm sind zusétzlich als Punkte
eingezeichnet, und weisen eine akzeptable Ubereinstimmung mit den nu-
merischen Ergebnissen auf. Wahrend die IDDES im vorderen Bereich des
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Abbildung 4.6.6: Vergleich der x-Geschwindigkeit iiber dem Hauptfliigel zwi-

schen PIV, URANS und IDDES, Ma = 0,85, a = 16°

Modells bis z =~ 50 mm jeweils eine deutlich erhohte Axialgeschwindigkeit
aufweisen, gleichen sich die Geschwindigkeiten im weiteren Verlauf iiber
Strake und Hauptfliigel aneinander an. Bei a = 20° fillt auf, dass in den
IDDES-Ergebnissen der Anstieg von § unmittelbar vor dem Wirbelplat-
zen sich iiber einen deutlich groferen Bereich erstreckt als in den URANS-
Ergebnissen. Die Ursache hierfiir ist eine zeitliche Variation der Position
des Wirbelplatzens in der IDDES, die dazu fiihrt, dass die Reduktion der
zeitlich gemittelten Axialgeschwindigkeit sich iiber einen breiten Bereich
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hinzieht, und die in diesem Mafe bei den kleineren Anstellwinkeln und in
den URANS-Ergebnissen nicht auftritt.

Lol Variation der i ix"fg“’fﬁffi‘i‘f AoA — 12°
| Stokposition T L AoA — 16°
— 0,5 ] —— AoA = 20°
B i
0,0 H
’ 3 —— CFD: URANS
—0,5 o ES CFD: IDDES
LS ! P ‘ e Exp: PIV
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Abbildung 4.6.7: Vergleich des  Geschwindigkeitsdefizits im  Wirbel-
kern des STW  zwischen URANS- und IDDES-
Ergebnissen fiir verschiedene Anstellwinkel,
Ma = 0,85

Sehr deutlich wird dies anhand der in Abbildung 4.6.8 gezeigten Standard-
abweichung des Oberflichendrucks, o p, der skalenauflésenden Simulationen.
Regionen mit hohen Druckfluktuationen sind hell, Regionen mit geringen
Fluktuationen sind dunkel eingefirbt. Zusétzlich sind die Positionen der
Kulites aus den Windkanaluntersuchungen als rote Punkte eingezeichnet.
Fiir kleine Anstellwinkel beschrénken sich die Fluktuationen auf die Gebie-
te direkt unterhalb der Wirbel, sowie auf einen eng begrenzten Bereich rund
um die Verdichtungsstofe, was auf geringfiigige Oszillationen der Wirbel-
und Stofpositionen hindeutet. Mit zunehmendem Anstellwinkel wird dann
zunéichst die Stromung iiber dem dufteren Bereich des Hauptfliigels instatio-
nér, was auf beginnendes Wirbelplatzen des HFW hindeutet. Fiir @ = 20°
ergibt sich schliefslich eine stark instationére Strémung iiber dem gesamten
Hauptfliigel. Die zuvor deutlich erkennbare Position des hinteren Verdich-
tungsstofes ist nicht mehr zu erkennen, da die Stofiposition aufgrund der
Fluktuationen der Wirbelplatzposition iiber einen breiteren Bereich variiert.

Fléchige instationdre Druckdaten sind aus den Windkanaluntersuchungen
nicht verfiigbar. Das Spektrum der Druckfluktuationen kann aber exempla-
risch an den Positionen der vier Kulite-Sensoren ausgewertet werden. Ein
Vergleich der spektralen Leistungsdichte (PSD, engl. power spectral densi-
ty) der Drucksignale an der Position des dritten Kulite-Sensors K3 zwischen
IDDES und Experiment ist in Abbildung 4.6.9 zu sehen. Die entsprechende
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Abbildung 4.6.8: Oberflichendruckfluktuationen bei verschiedenen Anstellwin-
keln, Lage der Monitorpunkte rot markiert, Ma = 0,85

Position ist in Abbildung 4.6.8(c) hervorgehoben. Gezeigt werden die Daten
flir o = 0°, @ = 12°, a = 16° und o = 20°, wobei fiir den Fall o« = 0° keine
numerischen Vergleichsdaten existieren. Die Daten der numerischen Simu-
lationen weisen bei keinem der untersuchten Anstellwinkel eine dominante
Frequenz der Druckschwankungen auf. Im Vergleich mit den experimentellen
Daten wird zudem deutlich, dass der Abfall des Druckspektrums zu héheren
Frequenzen verschoben ist. Die Daten aus den Kulite-Messungen zeigen eine
deutliche Spitze bei f* = f-1,/Usx ~ 7, die sich jedoch auf ein Stérsignal
des Windkanals zuriickfithren ldsst. Ein weiteres deutliches Signal existiert
fiir « = 0°, @ = 12° und a = 16° bei f* ~ 1. Dieses Signal wird von der
Stromung verursacht, da es in den Referenzmessungen ohne Strémung nicht
auftaucht. Die Tatsache, dass es bereits bei o = 0° existiert, lasst jedoch
darauf schliefen, dass es unabhéngig von der Wirbelstrémung am DLR-
F22-Modell ist, da sich bei a = 0° noch keine Wirbel am Modell bilden.
Des Weiteren verschwindet das Signal bei Uberschallstromung, was dar-
auf hindeutet, dass es sich um eine Stromaufwirkung eines weiter stromab
positionierten Stromungsereignisses handelt. Eine definitive Zuordnung der
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Frequenz ist auf Basis der vorhandenen Daten nicht mdéglich. Eine mogliche
Ursache sind instationire Fluktuationen der Abldseblase an der Hinterkante
des Modells oder Interferenzen des Windkanals. Eine entsprechende Ablo-
seblase exisitiert auch in den numerischen Simulationen, siehe beispielswei-
se Abbildung 4.6.4(f), dort wurde jedoch keine ausgeprigte Instationaritit
beobachtet. Alternativ kdnnte es sich auch um eine Stromaufwirkung des
Schiebewinkelgeréts des Windkanals handeln, das in den numerischen Simu-
lationen nicht berticksichtigt wurde. Festzuhalten bleibt jedoch, dass weder
in der Numerik noch im Experiment periodische Druckschwankungen ge-
funden wurden, die auf eine Oszillation der Wirbelplatzposition oder auf
instationdres Wirbelplatzen vom Spiraltyp hindeuten.
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Abbildung 4.6.9: Vergleich des Leistungsdichtespektrums der Druckfluktuation

an der Messposition K3 zwischen Numerik und Experiment,
Ma = 0,85, = 20°
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4.7 Zusammenfassung der Untersuchungen am
DLR-F22-Modell

Die numerischen Untersuchungen am DLR-F22-Modell haben gezeigt, wie
komplex die Stromungstopologie an einem mehrfach gepfeilten Deltaflii-
gel ist. Die Umstromung der F22-Konfiguration wurde bei vier verschie-
denen Machzahlen zwischen Ma = 0,50 und Ma = 1,41 im Anstellwin-
kelbereich von a@ = 8° bis o = 28° untersucht. Bei den subsonischen
Anstrommachzahlen bilden sich dabei im Falle der F22-LS1-Konfiguration
drei deutlich ausgepriagte Primarwirbel an den Vorderkanten des Vorkor-
pers, des Strakes und des Hauptfliigels. Dabei kommt es zu einer starken
Wirbel-Wirbel-Interaktion zwischen dem Vorkérper- und dem Strakewir-
bel und infolgedessen zu einer Verschmelzung der beiden Wirbel. Im Falle
der F22-L00-Konfiguration bilden sich nur zwei Primérwirbel, je einer an
den Vorderkanten des Vorkorpers und des Hauptfliigels, da sich die abgelds-
te Scherschicht des Strakes um den existierenden Vorkorperwirbel wickelt
und keinen eigenstindigen Priméarwirbel bildet. Fiir beide Geometrievari-
anten wurde im Allgemeinen keine ausgeprigte Wirbel-Wirbel-Interaktion
zwischen dem Hauptfliigelwirbel und den restlichen Wirbeln beobachtet, da
der Hauptfligelwirbel in den numerischen Simulationen durchgehend nur
schwach vorhergesagt wurde. Bei Ma > 0,85 bilden sich zusétzlich noch
Verdichtungsstofe iiber dem Modell, die mit den Wirbeln interagieren. Im
Falle der F22-LS1-Konfiguration bilden sich zwei Verdichtungsstofe: der ers-
te liegt auf Hohe des Strakes und interagiert mit dem Vorkorper- und dem
Strakewirbel, der zweite bildet sich {iber dem Hauptfliigel und interagiert
mit dem Strakewirbel. Im Falle der F22-L.00-Konfiguration bildet sich dage-
gen nur ein Verdichtungsstof iiber dem Hauptfliigel. Fiir beide Modellvari-
anten tritt bei Ma = 0,85 stofliinduziertes Wirbelplatzen des Strakewirbels
auf.

Bei konstanter Anstrommachzahl nimmt die Stérke der einzelnen Pri-
mérwirbel mit steigendem Anstellwinkel zu und ihre Stabilitdt gegeniiber
Wirbelplatzen ab. Fiir die F22-LS1-Konfiguration tritt Wirbelplatzen bei
Ma = 0,85 erstmals fiir « = 16° kurz vor der Hinterkante des Hauptflii-
gels auf und wandert mit zunehmendem Anstellwinkel stromauf, bis es bei
a = 28° die Vorderkante des Levcons erreicht. Im Gegensatz dazu sind
die Wirbel iiber der F22-L00-Konfiguration stabiler gegeniiber Wirbelplat-
zen, da aufgrund des fehlenden Verdichtungsstofes iiber dem Strake im
Wirbelkern eine héhere Axialgeschwindigkeit vorliegt als im Fall der F22-
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LS1-Konfiguration. Wirbelplatzen tritt daher erst ab a = 20° und weiter
stromab iiber dem Hauptfliigel auf. In Hinblick auf den Einfluss des Schie-
bewinkels zeigte sich eine Abschwiichung des Verdichtungsstofes iiber dem
Hauptfliigel auf der Leeseite des Fliigels, beziehungsweise eine Verstarkung
des Verdichtungsstofies auf der Luvseite, relativ zu den Fillen ohne Schie-
bewinkel. Dadurch wird der Beginn des Wirbelplatzens auf der Leeseite
verzogert und auf der Luvseite vorgezogen.

Durch den Ubergang von sub- zu supersonischen Anstrémmachzahlen
kommt es zu einer deutlichen Anderung in der Strémungstopologie iiber
dem Modell. Mit zunehmender Machzahl sinkt die Starke des Primérwirbels
des schwicher gepfeilten Hauptfliigels, bis nur noch eine flache Ablésebla-
se tibrigbleibt, auf der sich ein Querstromungs-Verdichtungsstoft bildet. Die
Primérwirbel der stérker gepfeilten Vorderkanten von Vorkdrper und Strake
bleiben erhalten, werden allerdings mit zunehmender Machzahl auch abge-
schwécht, was zu einer reduzierten Interaktion zwischen VKW und STW
fithrt und damit zu einem spéteren Verschmelzen der beiden Wirbel. Da
zudem die Azimutalgeschwindigkeit der Wirbel langsamer wéchst als die
Axialgeschwindigkeit im Wirbelkern, ergibt sich aufserdem ein stabilisieren-
der Effekt der steigenden Machzahl auf die einzelnen Primérwirbel, wodurch
das Wirbelplatzen zu hoheren Anstellwinkeln verschoben wird. Eine Aus-
nahme von dieser Entwicklung ist der Fall Ma = 0,85, bei dem, verursacht
durch die Wirbel-Stof-Interaktion, das Wirbelplatzen bereits frither als bei
Ma = 0,50 auftritt.

Im Verlauf der Arbeit wurde zudem ein starker Einfluss der Turbulenz-
modellierung auf die numerischen Ergebnisse beobachtet, insbesondere fiir
die Simulationen im transsonischen Fall bei Ma = 0,85. Wahrend die
URANS-Simulationen mit supersonischer Anstrémung eine sehr gute Uber-
einstimmung mit experimentell gemessenen Druckverteilungen aufweisen,
zeigte sich bei Ma = 0,85, dass im Fall klassischer RANS- und URANS-
Simulationen keines der verwendeten Turbulenzmodelle in der Lage war,
die Stromungstopologie verlésslich vorherzusagen. Die gréfiten Abweichun-
gen treten dabei im Bereich des Ubergangs vom Strake zum Hauptfliigel
auf. Die Ursache hierfiir ist, dass der Hauptfliigelwirbel zu schwach ausge-
prégt ist und daher entweder zu friih platzt oder zu frith von der Oberfliche
abhebt. Eine abschliefende Erklarung fiir die Ursache der zu schwach ausge-
pragten Hauptfliigelwirbel kann in dieser Arbeit nicht gegeben werden. Es
scheint allerdings plausibel, dass die strukturierten Hexaeder-Blocke iiber
dem Hauptfliigel dafiir verantwortlich sind. Diese sind in Achsrichtung des
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modellfesten Koordinatensystems orientiert, sodass sie genau diagonal zu
der 45°-Pfeilung des Hauptfliigels ausgerichtet sind. Dadurch wird die nu-
merische Dissipation fiir Félle ohne Schiebewinkeleinfluss maximiert, was
zu einer Schwichung des Hauptfliigelwirbels fithrt. Dafiir spricht auch, dass
sich unter Schiebewinkeleinfluss, wenn der effektive Pfeilungswinkel um 5°
verschieden und die Ausrichtung der Gitterzellen somit vorteilhafter ist,
durchaus stabile Hauptfliigelwirbel bilden. Am Levcon, der ebenfalls eine
Pfeilung von 45° aufweist, tritt dieses Problem nicht auf, da hier keine
Hexaeder-Blocke verwendet wurden, sondern stattdessen Prismenschichten,
basierend auf einem unstrukturierten Oberflichengitter.

Im Gegensatz zu den URANS-Ergebnissen zeigen skalenauflésende IDDES-
Ergebnisse eine deutlich bessere Ubereinstimmung mit experimentellen Da-
ten. Durch die geringere numerische Dissipation der IDDES ergeben sich
starker konzentrierte Wirbelkerne, wodurch der Hauptfliigelwirbel auch fiir
Félle ohne Schiebewinkel langer erhalten bleibt. Die hohere Qualitat der
IDDES wird jedoch durch einen deutlich héheren Rechenaufwand erkauft.
Wiéhrend die URANS-Simulationen im Schnitt rund 25000 CPUh fiir eine
simulierte Zeitspanne von 0,1 s bendtigten, wuchs dieser Rechenaufwand auf
rund 500000 CPUh fiir eine skalenauflésende Simulation derselben Dauer.
Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten IDDES-Rechnungen bend-
tigten also etwa den zwanzigfachen Rechenaufwand im Vergleich zu den
URANS-Simulationen fiir den gleichen simulierten Zeitraum.
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5 Interaktion von analytischen
Wirbeln mit einem schiefen
Verdichtungsstofs

Nachdem im vorherigen Kapitel die Umstrémung einer realitdtsnahen Geo-
metrie behandelt wurde, wird in diesem Kapitel die Interaktion analytischer
Wirbel mit einem schiefen Verdichtungsstols behandelt. Die Verwendung
eines vereinfachten Interaktionsszenarios ermdglicht dabei die genaue Be-
stimmung und Vorgabe der Parameter der Wirbel-Stofs-Interaktion. Dazu
werden zunéchst in Abschnitt 5.1 die verwendeten Geometrien, Rechen-
netze und Stromungsbedingungen vorgestellt. Anschlieffend werden in Ab-
schnitt 5.2 die Ergebnisse der numerischen Simulationen zur Wirbel-Wirbel-
und Wirbel-Stof-Interaktion fiir den Fall einer generischen Rampenstro-
mung prasentiert, bevor schlieflich in Abschnitt 5.3 die Resultate der glo-
balen Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stof-Interaktion erlautert werden.

5.1 Beschreibung des Testfalls und der
Geometrien

Fiir die Untersuchungen der Interaktion von generischen Wirbeln mit ei-
nem Verdichtungsstoft wird ein vereinfachtes Interaktionsszenario genutzt.
Um Storeinfliisse durch einen Wirbelgenerator, wie beispielsweise dessen
Nachlauf, zu vermeiden, werden die Wirbel durch eine Modifikation der
Einlassrandbedingung in das Rechengebiet eingebracht, wie bereits in Ab-
schnitt 3.3 beschrieben. Ein schiefer Verdichtungsstof wird durch eine Ram-
pe in Uberschallstromung erzeugt. Die Verwendung einer Rampe ist erfor-
derlich, da es mit dem TAU-Code nicht méglich ist, einen freien, also nicht
durch die Geometrie fixierten, schiefen Stoff vorzugeben. Im Rahmen dieser
Arbeit werden zwei unterschiedliche Rampengeometrien untersucht: zum
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einen eine Geometrie mit kurzer Rampe, im Folgenden als RGK (Rampen-
Geometrie, kurz) bezeichnet, und zum anderen eine Geometrie bei der die
Rampe sich bis zum Ende des Rechengebiets erstreckt, im Folgenden RGL
(Rampen-Geometrie, lang) genannt. Die beiden Geometrien weisen dabei je-
weils unterschiedliche Stofistrukturen und unterschiedliche Charakteristiken
beim Wirbelplatzen der Lingswirbel auf. An der RGK-Geometrie entsteht
am stromabgelegenen Ende der Rampe ein Expansionsfacher, weshalb nur
direkt tiber der Rampe tatséchlich ein schiefer Stofs vorliegt. In gréfserem
Abstand von der Rampe ist die Stokfront dagegen aufgrund der Interakti-
on mit dem Expansionsfacher gekriimmt. Da die Strémung durch den Ex-
pansionsficher wieder beschleunigt wird, wird die Ausbildung grofsskaliger
instationdrer Strukturen verzogert und die Strémung bleibt lénger statio-
nér. Aus diesem Grund ist die RGK-Geometrie besser fiir die Anwendung
der globalen Stabilitdtsanalyse geeignet als die RGL-Geometrie. Im Gegen-
satz dazu bildet sich an der RGL-Geometrie tatséchlich ein nahezu idealer
schiefer Stofs aus, weshalb es hier auch zur Entstehung grofsskaliger Struktu-
ren kommen kann. Daher ist die RGL-Geometrie besser zur Untersuchung
der grofsskaligen Strukturen im Nachlauf eines geplatzten Wirbels geeignet.
Schematische Darstellungen der beiden Geometrien sind in den Abbildun-
gen 5.1.1 und 5.1.2 zu sehen.
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Abbildung 5.1.1: Schematische Darstellung der Geometrie mit kurzer Rampe
(RGK)

Der grundsétzliche Aufbau beider Geometrien ist sehr dhnlich. Die Geome-
trien sind in y-Richtung invariant. Bei beiden Geometrien beginnt die Ram-
pe an einer Position 2 voriaus stromab des Einlassrandes. Bei der Wahl des
genauen Werts dieser Lénge miissen zwei gegenléufige Anforderungen erfiillt
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Abbildung 5.1.2: Schematische Darstellung der Geometrie mit langer Rampe
(RGL)

werden. Einerseits soll der durch die Rampe verursachte Verdichtungsstofs
nahe des Einlasses sein, um eine zu starke Dissipation des Wirbels zu ver-
meiden. Zusétzlich konnen durch ein kurzes Ax = Zvoraus Gitterpunkte
gespart werden. Andererseits muss die Vorlauflinge lang genug sein, um
Einfliisse der Einlassrandbedingung auf die Wirbel-Stoft-Interaktion zu ver-
meiden. Insbesondere im Fall der skalenauflésenden Simulationen ist eine
gewisse Vorlauflainge notwendig, um den durch die synthetische Turbulenz
erzeugten turbulenten Strukturen Raum zu geben sich zu entwickeln. Die
Randbedingungen der Winde stromauf und stromab der Rampe sind als
reibungsfreie Eulerwénde definiert, um zusétzliche Einfliisse einer Wechsel-
wirkung mit der ansonsten entstehenden Wandgrenzschicht zu vermeiden.

Der mafigebliche Unterschied der beiden Geometrien liegt in der Lénge der
Rampe AZpgmpe. Im Fall der kurzen Rampe ergibt sie sich aus dem Ram-
penwinkel § = 11,5° und der Hohe der Rampe Azpggmpe = 0,75rg, wobei
ro = 20mm den Wirbelradius bezeichnet. Stromab der Rampe erstreckt
sich das Rechengebiet auf einer Lange von A% nachiaus bis zum stromabge-
legenen Auslassrand. Im Fall der langen Rampe erstreckt sich die Rampe
dagegen bis zum stromabgelegenen Ende des Rechengebiets. Die Ausdeh-
nung des Rechengebiets in x-Richtung sowie der Rampenwinkel 6 ist fiir
beide Geometrien identisch. Die Ausdehnung in y-Richtung, Ay, und z-
Richtung, Az, wurde derart gewéhlt, dass im Rahmen einer Voruntersu-
chung zur Ausdehnung des Rechengebietes eine Beeinflussung der Wirbel-
Stof-Interaktion durch Reflektionen von den Seitenrdndern ausgeschlossen
werden konnte. Fiir das finale Gitter ergab sich daraus eine spannweitige
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Ausdehnung von Ay = 617 fir die RGK-Geometrie, beziechungsweise von
Ay = 50rq fiir die RGL-Geometrie. Die grofe Ausdehnung in y-Richtung
ist dabei auf zwei Punkte zuriickzufiihren: einerseits wurde als spannweitige
Randbedingung eine Symmetrieebene vorgegeben, um zu vermeiden, dass
Teile der Stromung das Rechengebiet seitlich verlassen, was eine Verfor-
mung der Stofsfront zur Folge hétte. Dadurch wurde ein gréferer Abstand
zur Position des Wirbels notwendig, da kleinste Stérungen, anders als an
der oberen oder der stromab gelegenen Grenze, das Rechengebiet nicht ver-
lassen konnten und ein Einfluss der von den Symmetrieebenen reflektierten
Storungen auf das Wirbelplatzen ausgeschlossen werden sollte. Andererseits
wurde hier auch noch zusétzlicher Raum vorgesehen, um mehrere Wirbel
nebeneinander positionieren kénnen. Eine Gegeniiberstellung der verschie-
denen Léngen bezogen auf den Wirbelkernradius r¢ fiir beide Geometrien
ist in Tabelle 5.1.1 zu finden.

Tabelle 5.1.1: Geometrische Abmessungen der Rampengeometrien.

Geometrie ‘ AZVoriauf ATRampe ATNachlawf AY Az 0
RGK 7,57‘0 3,51"0 247‘0 617‘0 147’0 11,5
RGL 7,579 27,579 - 50rg 20rg 11,5

Die Stréomungsbedingungen fiir die beiden untersuchten Geometrien sind
identisch und orientieren sich an den Bedingungen, die von Thomer [129]
numerisch untersucht wurden. Die Anstrommachzahl betrdgt dabei Ma =
1,48, wodurch sich fiir den gewéhlten Rampenwinkel § = 11,5° ein Stofswin-
kel 0 = 65° ergibt. Zuséatzlich werden der Ruhedruck p; = 85kPa und die
Ruhetemperatur T; = 300 K vorgegeben. Im Vergleich zu fritheren Studien,
die hdufig auf Basis der Euler-Gleichungen durchgefiihrt wurden, wurden in
dieser Arbeit fiir die iiberwiegende Mehrzahl der Simulationen mit generi-
schen Wirbeln die laminaren Navier-Stokes-Gleichungen (LNS) verwendet.
Die einzige Ausnahme bilden die in Abschnitt 5.2.4 beschriebenen Untersu-
chungen zu turbulenten Wirbeln, die auf den RANS-Gleichungen basieren.
Die Reynoldszahl bezogen auf den Wirbelradius wurde in Anlehnung an die
in Tabelle 4.1.2 genannten Strémungsbedingungen am DLR-F22-Modell zu
Re,, = 250000 gesetzt.

114



5.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrien

5.1.1 Gittererzeugung und Netzstudie

In diesem Unterkapitel wird die Gittererzeugung fiir die Fille mit analy-
tisch definierten Wirbeln vorgestellt. Da die beiden verwendeten Geome-
trien qualitativ sehr dhnlich aufgebaut sind, wird das Vorgehen anhand der
RGK-Geometrie beschrieben. Das Vorgehen bei der RGL-Geometrie erfolgte
anschlieffend analog. Einstellungen bei der Netzerstellung, die sich zwischen
beiden Geometrievarianten unterscheiden, werden am Ende des Unterka-
pitels aufgefiithrt. Aufgrund der einfachen Geometrie des Stromungsgebiets
konnten vollstdndig Hexaeder-basierte Rechengitter verwendet werden, wie
in Abbildung 5.1.3 gesehen werden kann.

(a) Schnittebene normal zur (b) Schnittebene normal zur
x-Achse, z = 5rg y-Achse, y = 30,5710

Abbildung 5.1.3: Darstellung der Gittertopologie des RGK Modells

Um eine genaue Steuerung der Zellgrofen zu ermoglichen, wurde das Re-
chengitter in Hauptstromungsrichtung in drei Teilbereiche aufgeteilt: in den
Bereich stromauf der Rampe, direkt oberhalb der Rampe und stromab der
Rampe. Diese drei Blocke wurden zusétzlich in z-Richtung ein weiteres Mal
geteilt. In y-Richtung wurden die Blécke nicht geteilt, stattdessen wurde
fiir die Punkteverteilung in y-Richtung ein geometrisches Wachstum von
der Mitte des Stromungsgebiet bis zu den Réndern vorgegeben. Die Zel-
len im Kernbereich des Gitters, in dem spéter die Wirbel vorgegeben wer-
den, weisen dabei eine hohere rdumliche Auflésung auf, mit nahezu iso-
tropen Gitterzellen im Bereich Org < x < 15,0rg, 20,5r9 < y < 41,01
und 0,579 < z < 6,0rg. Auferhalb dieses Bereichs wuchs die Gréfse der
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Zellen in x-, y- und z-Richtung zu den Rechengebietsgrenzen hin an, ver-
gleiche Abbildung 5.1.3(a). Im Bereich iiber der Rampe wurde das Netz
zudem in x-Richtung zusétzlich verfeinert, um die hier auftretende Wirbel-
Stok-Interaktion besser aufzulosen, vergleiche Abbildung 5.1.3(b). Folgen-
de Wachstumsfaktoren wurden verwendet: ¢,, = 1,05, g4, = 1,03 und
gg,» = 1,1. Die minimale Zellhéhe an der Wand betrug fiir alle Félle
5-107%r¢, mit einem Wachstumsfaktor in wandnormaler Richtung von 1,25.

Fiir die Bestimmung der notwendigen Netzauflosung wurde eine Netzkon-
vergenzstudie mit drei verschiedenen Gittern durchgefiihrt. Da die Unter-
suchungen am RGK- und am RGL-Modell bei identischen Strémungsbedin-
gungen und sehr dhnlichen Strémungstopologien durchgefiihrt werden sol-
len, wurde die Netzstudie nur fiir das RGK-Modell durchgefiihrt. Die dort
bestimmten Gittereinstellungen wurden anschliefsend fiir das RGL-Modell
iibernommen. Ausgehend vom grébsten Gitter wurden die Zellgrofen im
Kernbereich des Gitters zweimal halbiert. Die minimale Zellgrofe in diesem
Bereich wurde dabei von 0,10r¢ auf 0,025r¢ reduziert. Zu den Réndern des
Rechengebiets hin folgte die Punkteverteilung einem geometrischen Wachs-
tum bis hin zu einer maximalen Zellgrofte. Die Wachstumsfaktoren in x-, y-
und z-Richtung wurden jeweils fiir alle Gitter konstant gehalten. Die genau-
en Zellgréfsen und die Gesamtpunktzahlen der verschiedenen Gitter sind in
Tabelle 5.1.2 zu finden.

Tabelle 5.1.2: Eckdaten der Rechengitter der Netzstudie am RGK Modell

Zellgrofen [10rg] | Grobes Gitter Mittleres Gitter ~ Feines Gitter
(Az - Ay - Az)

Kernbereich 1,00-1,00-1,0 0,50-0,50-0,5 0,25-0,25-0,25

Ramp 0,75-1,00-1,0  0,25-0,50-0,5 0,15-0,25 - 0,25

Nachlauf 500-1,00-1,0  5,00-0,50-0,5 2,50-0,25- 0,25

Seiten 1,00-875-1,0 0,50-8,75-0,5 0,25-8,75- 0,25

Gitterpunkte 7525000 30629 340 106 957 452

Im Rahmen der Netzstudie wurden zwei verschiedene Testfdlle untersucht.
In beiden Fillen wurde die Interaktion eines Erlebacher-Wirbels [27] mit ei-
nem schrigen Verdichtungsstofs simuliert. Fiir den ersten Fall wurde ein
Wirbel mit reduzierter Axialgeschwindigkeit im Kern betrachtet, I'y =
3,6,0 = 0,2, im zweiten Fall ein Wirbel mit neutralem Axialgeschwindig-
keitsprofil, I'y = 4,5,9 = 0,0. Zur Beurteilung der Netzkonvergenz wurden
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die longitudinalen und transversalen Geschwindigkeits- und Druckverteilun-
gen verglichen.

In Abbildung 5.1.4 ist die Entwicklung von Druck und x-Geschwindigkeit
in Hauptstromungsrichtung dargestellt. Ausgangspunkt ist der vorgegebene
Wirbelmittelpunkt am Einlassrand, z = Org,y = 31lrg,z = 3,5r9. In al-
len vier Abbildungen ist deutlich die Stofposition zu erkennen, die fiir den
Fall Ty = 3,6,6 = 0,2 bei z/rg = 8 und fiir den Fall Ty = 4,5,6 = 0,0
bei z/rg ~ 9 liegt. Die Ursache der unterschiedlichen Stofpositionen ist,
dass der Verdichtungsstoft in beiden Féllen unterschiedlich stark durch die
Wechselwirkung mit dem Wirbel verformt wird. Wahrend alle drei Netze gu-

—— Grobes Netz Mittleres Netz ——- Feines Netz

To=3,6,0=02 To =456 = 0,0

z/ro [
(a) x-Geschwindigkeitsverteilung, (b) x-Geschwindigkeitsverteilung,
To =3,6,6 = 0,2 To = 4,5,8 = 0,0
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(¢) Druckverteilung, I'o = 3,6, = 0,2  (d) Druckverteilung, I'y = 4,5,6 = 0,0

Abbildung 5.1.4: Netzeinfluss auf die longitudinale Verteilung der Axialge-
schwindigkeit und des Drucks, y = yo,2 = 20

117



5.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrien

te Ubereinstimmung in Bezug auf die StoRposition zeigen, treten stromab
des Verdichtungsstofses deutliche Unterschiede zwischen dem groben Gitter
einerseits und dem mittleren und feinen Gitter andererseits zutage. Beson-
ders deutlich ist dies im Axialgeschwindigkeitsverlauf in Abbildung 5.1.4(a)
zu sehen. Wihrend die Ergebnisse auf dem mittleren und feinen Gitter
in sehr guter Ubereinstimmung zueinander liegen, weisen die Ergebnisse
des groben Gitters eine deutlich erhéhte minimale Axialgeschwindigkeit
auf. Fiir den zweiten Testfall ist zudem ein deutlicher Anstieg der Axi-
algeschwindigkeit stromauf des Verdichtungsstoftes zu erkennen, vergleiche
Abbildung 5.1.4(b), wohingegen die Ergebnisse des mittleren und feinen
Gitters hier eine nahezu konstante Geschwindigkeitsverteilung aufweisen.
Analog dazu weisen die in Abbildung 5.1.4(c) und 5.1.4(d) dargestellten
Druckverteilungen deutliche Unterschiede stromab des Verdichtungsstofies
vor allem zwischen dem groben und den beiden feineren Gittern auf.

In Abbildung 5.1.5 werden die Azimutalgeschwindigkeiten an drei verschie-
denen Positionen in x-Richtung verglichen. Die Daten wurden entlang einer
parallel zur y-Achse durch den lokalen Wirbelmittelpunkt z,. verlaufenden
Linie extrahiert. Der erste Schnitt befindet sich bei a/rg = 7,5, unmittel-
bar stromauf des Verdichtungsstofes, der zweite Schnitt bei x/rq = 10,
direkt {iber der Rampe und der dritte Schnitt bei z/rq = 12,5, unmittelbar
stromab der Rampe. Die Geschwindigkeitsprofile aller drei Rechengitter zei-
gen generell eine gute Ubereinstimmung, wobei die groften Abweichungen
im Bereich oberhalb der Rampe auftreten, vergleiche Abbildung 5.1.4(c)
und 5.1.4(d). Hier treten die stirksten Verzogerungen der Stromung durch
die Interaktion mit dem Verdichtungsstof auf, so dass die korrekte Auflo-
sung der Stromung in diesem Bereich von besonderer Bedeutung ist. Wie
jedoch bereits in Abbildung 5.1.4 gezeigt, unterscheiden sich die Ergebnisse
des mittleren und feinen Gitters auch hier kaum voneinander.

Basierend auf diesen Ergebnissen wurde das mittlere Rechengitter fiir die
nachfolgenden Simulationen an der RGK-Geometrie ausgew#hlt. Mit den
so definierten Einstellungen wurde zudem ein entsprechendes Rechengitter
fiir die RGL-Geometrie erstellt. Im Vergleich zum Rechengitter der RGK-
Geometrie wurde die Hohe des unteren Gitterblocks mit nahezu isotropen
Gitterzellen von 6rg auf 10rg erhéht, da die Wirbel bei der RGL-Geometrie
bei einer hoheren z-Position ins Stromungsfeld eingebracht werden. Die-
se Anderung war notwendig, da an der RGL-Geometrie neben Erlebacher-
Wirbeln auch Lamb-Oseen-Wirbel verwendet wurden. Da diese ein langsa-
mer abfallendes Azimutalgeschwindigkeitsprofil aufweisen, wurde durch die
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5.1 Beschreibung des Testfalls und der Geometrien
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Abbildung 5.1.5: Netzeinfluss auf die transversale Verteilung der Azimutalge-
schwindigkeit an drei x-Positionen, z = 2¢
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hohere z-Position die Wechselwirkung mit den Eulerwénden verringert. Da
es bei der RGL-Geometrie anders als bei der RGK-Geometrie zur Ausbil-
dung von grofsskaligen Strukturen infolge des Wirbelplatzens kommt, wurde
zudem der Wachstumsfaktor der Gitterzellen in x-Richtung von ¢4, = 1,05
auf gy, = 1,02 gesenkt. Dadurch ergibt sich fiir die RGL-Geometrie ei-
ne Gittergrofse von insgesamt 56 064 690 Punkten, verglichen mit 30 629 340
Punkten fiir die RGK-Geometrie.

5.2 Interaktion generischer Langswirbel mit
einem schiefen Verdichtungsstofs

In diesem Unterkapitel werden die Ergebnisse der Untersuchungen zur
Wirbel-Stofs-Interaktion an der RGL-Geometrie vorgestellt. Dazu werden
zunéchst in Abschnitt 5.2.1 die Vorgénge bei der Interaktion eines einzelnen
Wirbels mit einem schiefen Verdichtungsstofs analysiert. Anschliefend wer-
den in Abschnitt 5.2.2 die Ergebnisse der gleichzeitigen Interaktion mehrerer
Wirbel mit einem schiefen Verdichtungsstoft betrachtet. Basierend auf den
so gewonnenen Erkenntnissen wird in Abschnitt 5.2.3 ein erweitertes Wirbel-
platzkriterium fiir die Wirbel-Stofi-Interaktion présentiert, bevor schliefslich
in Abschnitt 5.2.4 der Einfluss der Turbulenzmodellierung auf die Wirbel-
StoRk-Interaktion behandelt wird.

5.2.1 Interaktion eines Wirbel mit einem schiefen
Verdichtungsstof’

Als Grundlage fiir die nachfolgenden Untersuchungen wird zunéchst die
Interaktion eines Einzelwirbels mit einem schiefen Verdichtungsstof un-
tersucht. Wie in Abschnitt 3.3 beschrieben, wird der Wirbel durch eine
Modifikation der Einlassrandbedingung ins Strémungsfeld eingebracht. Im
laminaren Fall haben die beiden verwendeten Wirbelmodelle je drei freie
Parameter: die Zirkulation I'y, das axiale Geschwindigkeitsdefizit 6 und den
Wirbelkernradius rg. Um den Parameterraum einzugrenzen wird der Radi-
us o = 0,02m konstant gehalten, wahrend das axiale Geschwindigkeitsde-
fizit systematisch im Wertebereich zwischen —0,1 < § < 0,2 variiert wird.
Anschliefsend wird die Zirkulation I'y bei jeweils konstantem ¢ so lange er-
hoht, bis Wirbelplatzen auftritt. Da der Lamb-Oseen-Wirbel ein in radialer
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Richtung langsam abfallendes Geschwindigkeitsprofil aufweist, nimmt die
Interaktion des Lamb-Oseen-Wirbels mit den als Eulerwénden definierten
Randbedingungen des Vorlaufbereichs und der Rampe mit steigendem T'g
zu. Fir die Falle mit 'y > 4,0 wird daher ausschlielich das Wirbelmodell
von Erlebacher verwendet.

Durch die Interaktion mit dem Wirbel kommt es dabei zu einer Ver-
formung der Stofsfront im Einflussbereich des Wirbels, was in Abbil-
dung 5.2.1 beispielhaft fiir drei verschiedene Wirbel anhand der x-
Geschwindigkeitskomponente in einer y-normalen Schnittebene entlang der
Wirbelachse dargestellt ist. Im Fall eines Wirbels mit Nachlaufprofil, § > 0,
beult sich der Verdichtungsstofs aufgrund des reduzierten Drucks im Wir-
belkern in Stromaufrichtung aus, siehe Abbildung 5.2.1(a). Fiir den Fall
eines Wirbels mit Strahlprofil oder bei gleichférmiger Axialgeschwindigkeit
im Wirbelkern, 6 < 0, wird die Stoffront stattdessen in Stromabrichtung
eingedellt, siehe Abbildung 5.2.1(b). Diese Beobachtung ldsst sich anhand
des in Gleichung 2.1.3 beschriebenen Zusammenhangs zwischen Stofswinkel,
Umlenkwinkel und Vorstofimachzahl erklaren. Demnach fithrt bei konstan-
tem Umlenkwinkel eine Erhéhung der Machzahl zu einer Reduktion des
Stofswinkels, beziehungsweise eine Reduktion der Machzahl zu einer Erho-
hung des Stofswinkels. Fiir den Fall der Wirbel mit Strahlprofil liegt im
Wirbelkern eine hohere Machzahl als in der Umgebungsstrémung vor, so
dass der Stofswinkel lokal verringert wird. Da zudem weiterhin ein reduzier-
ter Druck im Wirbelkern vorliegt, bildet sich auf der Wirbelachse wieder ein
nahezu senkrechter Verdichtungsstofs aus. Falls die Zirkulation des Wirbels
noch weiter erhoht wird, ergibt sich schliefslich auch im Fall eines Wirbels
mit Strahlprofil eine in Stromaufrichtung ausgebeulte Stoffront, wie in Ab-
bildung 5.2.1(c) gezeigt wird. Wird fiir ein gegebenes § ein kritischer Wert
Lo krit, beziehungsweise fiir einen gegebenes I'y ein kritischer Wert 0y,
iiberschritten, kommt es auf der Wirbelachse zur Ausbildung eines nahezu
senkrechten Verdichtungsstofies und dadurch zu einem stérkeren Druckan-
stieg als bei einem schiefen Verdichtungsstofs. Wenn der axiale Impulsfluss
im Bereich des Wirbelkerns zu gering ist, um den Druckanstieg zu iiber-
winden, bildet sich stromab des Verdichtungsstofes ein Riickstromgebiet
im Wirbelkern aus, siehe Abbildung 5.2.1(a). Der axiale Impulsfluss wird
dabei durch eine Verringerung der Axialgeschwindigkeit oder durch eine Er-
hohung der Umfangsgeschwindigkeit, und die damit verbundene Reduktion
des Drucks im Wirbelkern, reduziert, weshalb eine Erhéhung von ¢ oder I'
destabilisierend auf den Wirbel wirkt.
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Abbildung 5.2.1: Verteilung der x-Geschwindigkeit bei der Wirbel-Stof-
Interaktion fiir Erlebacher-Wirbel mit Nachlauf- bzw. Strahl-
profil, Riickstrémgebiet rot umrandet, y = 20rq
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Fiir einen Wirbel mit Nachlaufprofil, I’y = 2,3, = 0,2, wird die Stromungs-
topologie der Wirbel-Stofs-Interaktion in Abbildung 5.2.2 beispielhaft an-
hand von Isoflichen visualisiert. Der Wirbel selbst wird dabei durch eine
blaue Isofliche des Q-Kriteriums dargestellt, Q7, = 0,1 und das Riickstrém-
gebiet im Wirbelkern durch eine rote Isoflache, v, = —0,1m/s. Zusétz-
lich wird die Stoffront durch eine graue Isoﬂéche der zweiten Ableitung
der Dichte in Stromungsrichtung visualisiert, d"2 =0, entsprechend dem
Verfahren von Pagendarm und Seitz [90]. Der Vektor 7 bezeichnet hier-
bei die lokale Stromungsrichtung. Stromab des Riickstrémgebiets bildet sich
die charakteristische Spiralstruktur des Wirbelplatzens vom Spiral-Typ aus,
wie der Abbildung 5.2.2(a) entnommen werden kann. Die zuvor erwéhnte

Beginn .. .. . Lage des
“der Rampe Riickstromgebiet Monitorpunkts

—————

\Position der f

y
T . . Spiralstruktur
—>X Wirbel-Sto-Interaktion

(a) Gesamtansicht des Wirbels, Stokfront ausgeblendet

Ausbeulun
Verdichtun

(b) Detailansicht der Wirbel-Stof-Interaktion

Abbildung 5.2.2: Visualisierung der Wirbel-Stofi-Interaktion durch Isoflichen
2
fir Qo = 0,1 (blau), v, = —0,1m/s (rot) und j—ng =0 (grau),
I'o=23,6=02
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Ausbeulung des Verdichtungsstoftes durch die Interaktion mit dem Wir-
bel ist in Abbildung 5.2.2(b) dargestellt. Die Spiralstruktur stromab des
Riickstromgebiets rotiert dabei mit einer konstanten Frequenz, wie anhand
des Leistungsdichtespektrums der Druckfluktuationen innerhalb des Wir-
bels nachvollzogen werden kann, siehe Abbildung 5.2.3(a).
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(b) Einfluss der Zirkulation I'g, 6 = 0,2, Erlebacher-Wirbel
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Frequenz { [Hz|

(c) Vergleich von Erlebacher- und Lamb-Oseen-Wirbel, I'g = 2,3,6 = 0,2

Abbildung 5.2.3: Leistungsdichtespektren der Druckfluktuationen im Wirbel
stromab des Riickstromgebiets
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Die Lage des Monitorpunkts, der als eine Art Drucksensor in der Stro-
mung fungiert und den Druck fiir jeden Zeitschritt aufzeichnet, ist in Ab-
bildung 5.2.2(a) eingezeichnet. In Abbildung 5.2.3(a) wird die Abhéngigkeit
der Frequenz der Druckfluktuationen von den Wirbelparametern I'g und §
gezeigt, wobei beide Parameter gleichzeitig variiert wurden, um in der Nahe
der Wirbelplatzgrenze zu bleiben. Es ist zu erkennen, dass die Frequenz der
Druckfluktuationen mit steigender Zirkulation, also steigender Umfangsge-
schwindigkeit, und abnehmendem Geschwindigkeitsdefizit des Wirbels leicht
anwéchst. Wenn die Zirkulation des Wirbels nach Auftreten des Wirbelplat-
zens noch weiter erhéht wird, wahrend das Geschwindigkeitsdefizit konstant
gehalten wird, wéchst das Riickstromgebiet weiter an und die dominante
Frequenz im Nachlauf des Riickstromgebiets sinkt wieder, wie in Abbil-
dung 5.2.3(b) gesehen werden kann. Dies ist dadurch zu erkléren, dass es
ab einer kritischen Gréfe des Riickstrémgebiets nicht mehr zur Ausbildung
einer Spiralstruktur kommt. Stattdessen kommt es zu einem Ubergang zu
einem Wirbelplatzen vom Blasen-Typ, wodurch die Frequenz der Druck-
schwankungen absinkt. Ein Vergleich zwischen den dominanten Frequen-
zen der beiden im Rahmen der Arbeit untersuchten Wirbelmodelle, dem
Erlebacher-Wirbel und dem Lamb-Oseen-Wirbel, ist in Abbildung 5.2.3(c)
zu finden. Fiir den Fall Iy = 2,3,0 = 0,2 ist dabei eine sehr gute Uberein-
stimmung der dominanten Frequenzen zwischen den Ergebnissen der beiden
Wirbelmodelle zu beobachten. Dies léasst sich dadurch erkliaren, dass beide
Wirbelmodelle innerhalb des Wirbelkerns identische Geschwindigkeitsprofi-
le aufweisen, wie bereits in Kapitel 3.3 in Abbildung 3.3.1 gezeigt wurde.

In Hinblick auf die Tatsache, dass im Rahmen von Kapitel 5 unterschied-
liche Aspekte der Wirbel-Stof-Interaktion anhand unterschiedlicher Wir-
belmodelle untersucht werden, ist es von Interesse zu analysieren, ob das
Wirbelplatzen von beiden Modellen tiberhaupt vergleichbar ist. Aufgrund
des instationédren Charakters des Spiralwirbelplatzens werden daher mittels
Dynamic Mode Decomposition (DMD) die dominanten Moden der insta-
tiondren Stromung bestimmt. Als Testfall wird der Fall T’y = 2,3,0 = 0,2
gewahlt, da hier beide Wirbelmodelle Wirbelplatzen bei identischen Wir-
belparametern aufweisen und zudem auch die jeweils dominanten Frequen-
zen nahezu identisch sind. Ausgangspunkt der DMD sind je 50 Schnapp-
schiisse des Stromungsfelds mit einem konstanten zeitlichen Abstand von
At =1-10"%*s. Als Ergebnis liefert die DMD eine Zerlegung der Strémung
in einzelne Moden, die Informationen iiber die zeitliche Entwicklung der
Stromung liefern. Stark fluktuierende Bereiche der Stromung werden dabei
durch hohe Amplituden der DMD-Moden gekennzeichnet, wahrend Berei-
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che mit geringer zeitlicher Variation niedrige Amplituden aufweisen. Die
dominante DMD-Mode der x-Geschwindigkeitskomponente, die der domi-
nanten Frequenz in Abbildung 5.2.3(c) zugeordnet werden kann, ist in Abbil-
dung 5.2.4 fiir beide verwendeten Wirbelmodelle abgebildet. Die rdumliche
Struktur der Mode wird dabei durch zwei Isoflichen 0, /0y mae = 0,025
visualisiert, ist spiralférmig und auf den Bereich stromab des Riickstrom-
gebiets der Grundstromung begrenzt. Stromauf des Riickstromgebiets liegt
eine nahezu stationire Stromung vor, so dass die Amplituden der DMD-
Mode nahe 0 liegen. Die rdumliche Struktur der DMD-Moden weist dabei
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Abbildung 5.2.4: Vergleich der dominanten DMD-Mode der x-Geschwindigkeit
zwischen Erlebacher- und Lamb-Oseen-Wirbel, Visualisierung
durch zwei Isoflichen 93 /0z,maez = £0,025, o = 2,3,6 = 0,2
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eine gute Ubereinstimmung zwischen beiden Wirbelmodellen auf, insbeson-
dere sind der Spiralwinkel ¢ und die Steigung der Spirale dg nahezu iden-
tisch, was dafiir spricht, dass das Wirbelplatzen fiir beide Wirbelmodelle
miteinander vergleichbar ist.

5.2.2 Interaktion mehrerer Wirbel mit einem schiefen
Verdichtungsstofs

In diesem Abschnitt wird die gleichzeitige Interaktion mehrerer parallel
zueinander angeordneter Liangswirbel mit einem schiefen Verdichtungsstofs
analysiert. Dazu werden jeweils zwei Wirbel am Einstromrand des Rechen-
gebiets vorgegeben, die im Folgenden als Hauptwirbel (HW) und Steuer-
wirbel (SW) bezeichnet werden. Diese Situation ist angelehnt an die Stro-
mungsbedingungen der in Kapitel 4 behandelten Mehrfachdeltakonfigura-
tion, speziell in Bezug auf die Wechselwirkung zwischen Vorkérper- und
Strakewirbel. Der Zweck des Steuerwirbels ist, den Hauptwirbel durch die
Wirbel-Wirbel-Interaktion entweder zu stabilisieren oder zu destabilisieren.
Basierend auf den in Abschnitt 5.2.1 prisentierten Ergebnissen zur Inter-
aktion einzelner Wirbel mit einem Verdichtungsstof werden die Wirbelpa-
rameter I'g gy und dgw des Hauptwirbels so gewéhlt, dass gerade Wir-
belplatzen vorliegt. Die Wirbelparameter des Steuerwirbels I'g sy und dsw
werden dagegen so gewahlt, dass bei betragsméafig identischer Zirkulation,
ITo.sw| = Lo, mw kein Wirbelplatzen des SW auftritt, was dadurch erreicht
wird, dass dgyw = 0,0 gesetzt wird. Da der Erlebacher-Wirbel aufgrund
seines exponentiell abfallenden Azimutalgeschwindigkeitsprofils fiir die Un-
tersuchung der Wirbel-Wirbel-Interaktion ungeeignet ist, wird in diesem
Abschnitt ausschliefflich der Lamb-Oseen-Wirbel verwendet.

Die Stromungstopologien fiir drei beispielhafte Fille sind in Abbildung 5.2.5
anhand der Isoflichen fir Q% = 0,1 (blau) und v, = —0,1m/s (rot)
visualisiert. Abbildung 5.2.5(a) zeigt dabei die Interaktion eines einzel-
nen Lamb-Oseen-Wirbels mit einem schiefen Verdichtungsstofs fiir den Fall
Lo.aw = 2,3,6gw = 0,2. Wie bereits in Abschnitt 5.2.1 gezeigt, bildet sich
auch hier ein deutlich erkennbares Riickstromgebiet im Wirbelkern stromab
des Verdichtungsstofses aus, gefolgt von einer klar erkennbaren Spiralstruk-
tur des geplatzten Wirbels. Deutlich zu erkennen ist auch die Verschie-
bung der Wirbelachse in negative y-Richtung mit zunehmender Lauflinge
des Wirbels, verursacht durch die Interaktion des Lamb-Oseen-Wirbels mit
den als Eulerwénden definierten Randbedingungen des Vorlaufs und der

127



5.2 Interaktion generischer Langswirbel mit einem schiefen
Verdichtungsstofs

' Riickstromgebiet
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(c) Zwei gegensinnig drehende Lamb-Oseen-Wirbel, Ay = 3rg

Abbildung 5.2.5: Visualisierung der gleichzeitigen Wirbel-Wirbel- und Wirbel-
StoR-Interaktion durch Isoflichen fiir Q5 = 0,1 (blau)
und v, = —0,1m/s (rot), Togw = 2,3,0sw = 0,2,
Fo,sw = xlo,uw,dsw = 0,0

Rampe. Die Wechselwirkung mit der Wand wirkt dabei wie die Wechsel-
wirkung mit einem Spiegelwirbel, also einem gegensinnig drehenden Wirbel
mit betragsméfig gleicher Zirkulation unterhalb der Eulerwand. Dieser Ef-
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fekt wichst mit zunehmendem I'g an und kann die Wirbel-Stof-Interaktion
beeinflussen, weswegen das Lamb-Oseen-Wirbelmodell im Rahmen dieser
lediglich fiir Falle mit I'y < 4,0 verwendet wurde. In diesem Wertebereich
wurde kein nennenswerter Einfluss der Verschiebung der Wirbelachse be-
obachtet. In den Abbildungen 5.2.5(b) und 5.2.5(c) wird die gleichzeitige
Wirbel-Wirbel- und Wirbel-Stof-Interaktion zwischen gleichsinnig, bezie-
hungsweise gegensinnig drehenden Lamb-Oseen-Wirbeln betragsméfig glei-
cher Zirkulation I'y dargestellt. Im Fall der gleichsinnig drehenden Wirbel,
siche Abbildung 5.2.5(b), kommt es dabei zu einer Verschmelzung der Wir-
bel, wodurch die Ausbildung des Riickstromgebiets, und damit das Wirbel-
platzen, unterdriickt wird. Der resultierende kombinierte Wirbel weist dabei
eine hohere Zirkulation, aber auch ein verringertes Geschwindigkeitsdefizit
im Kern auf, wodurch er in Summe stabiler ist als der Ausgangswirbel. Im
Fall der gegensinnig drehenden Wirbel, siehe Abbildung 5.2.5(c), ist da-
gegen keine ausgepragte Interaktion zwischen den Wirbeln zu beobachten.
Es kommt weiterhin zu Wirbelplatzen, lediglich die Spiralstruktur des ge-
platzten Wirbels ist aufgrund der Nédhe des Steuerwirbels weniger stark
ausgepragt.

Fiir einen besseren Uberblick iiber den Einfluss des Steuerwirbels wird in
Abbildung 5.2.6 der Verlauf des axialen Geschwindigkeitsdefizits des Haupt-
wirbels in Abhéngigkeit von Drehsinn und Abstand der Wirbel zueinander
fiir zwei verschiedene Hauptwirbel prasentiert. Die Steuerwirbel weisen da-
bei jeweils eine betragsméfig identische Zirkulation wie die Hauptwirbel auf,
das Geschwindigkeitsdefizit betragt allerdings in beiden Fallen gy = 0,0.
Der Fall gleichsinnig drehender Wirbel wird dabei durch gestrichelte Lini-
en, der Fall gegensinnig drehender Wirbel durch gepunktete Linien mar-
kiert, wahrend die Farbe der Linien den Abstand der Wirbel zueinander
reprasentiert. Der qualitative Verlauf der Kurven ist dabei immer dhnlich:
Stromauf der Rampe, z < 7,5, ist die Geschwindigkeit konstant. Durch die
Interaktion mit dem Verdichtungsstofs wird die Stromung verzogert, wo-
durch es zu einem abrupten Anstieg von ¢ kommt, wobei fiir § > 1 ein
Riickstromgebiet im Wirbelkern existiert. Mit zunehmendem Abstand vom
Verdichtungsstof steigt die Axialgeschwindigkeit im Wirbelkern schliefslich
langsam wieder an. Als Mafs fiir die stabilisierende oder destabilisierende
Wirkung des Steuerwirbels werden die Ausdehnung des Riickstromgebiets,
so es existiert, sowie das maximale Geschwindigkeitsdefizit im Wirbelkern
genutzt. Eine stabilisierende Wirkung ist dann gegeben, wenn das Riick-
stromgebiet kleiner und das maximale Geschwindigkeitsdefizit niedriger als
im Fall mit nur einem Wirbel sind. Die drei in Abbildung 5.2.5 vorgestellten
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Fille sind dabei in Abbildung 5.2.6(a) in schwarz und orange eingezeichnet.
Fir dgw = 0,2 wird nur fiir den Fall gleichsinnig drehender Wirbel mit sehr
geringem Abstand der Wirbel, Ay = 3rg, eine stabilisierende Wirkung des
Steuerwirbels erzielt, erkennbar an der Reduktion des maximalen axialen
Geschwindigkeitsdefizits im Wirbelkern. Fiir alle anderen Félle ergibt sich
keine oder sogar eine destabilisierende Wirkung des Steuerwirbels auf den
Hauptwirbel.

1.951 — Einzelwirbel, ['y g = 2,3, § = 0,2
100 Zwei Wirbel, 'y sw = Lo gw, Ay = 3rg
’ - == Zwei Wirbel, Tosw = To.nw, Ay = 4rg
0,751 - = - Zwei Wirbel, I'g sw = Lo gw, Ay = 5r¢
© 0,501 Zwei Wirbel, 'y s = —L'o gw, Ay = 3rp
T . O S T BT Zwei Wirbel, 'y i = —L'o gw, Ay = 4rg
0,251 R .
------- Zwei Wirbel, 'y sy = =g gw, Ay = 519
0,00 ; : :
0 10 20 30
z/ro [
(a) F(),HW = 2,3, 5HW = 0,2
1,251 Einzelwirbel, To g = 3,6, § = 0,1
1,00 Zwei Wirbel, Tosw = Fo aw, Ay = 3ro
’ Zwei Wirbel, Tosw = Togw, Ay = 4ry
0,754 Zwei Wirbel, Tosw = Lo gw, Ay = 5ry
B
0,501 Zwei Wirbel, T'g sw = —Tonw, Ay = 3ro
0.95 Zwei Wirbel, Tg siw = —To.mw. Ay = 4rg
' Zwei Wirbel, 'y s = —L'o 5w, Ay = 5rp
0,00
0 10 20 30

z/ro []
(b) To,uw = 3,6,0nw = 0,1

Abbildung 5.2.6: Einfluss des Drehsinns und des Abstands des Steuerwirbels
auf das axiale Geschwindigkeitsdefizit § des Hauptwirbels

Fir den zweiten untersuchten Fall mit hoherer Axialgeschwindigkeit im
Wirbelkern, dgw = 0,1, zeigt sich dagegen ein etwas differenzierteres Bild
in Abbildung 5.2.6(b). Fiir gegensinnig drehende Wirbel wird eine leicht
stabilisierende Wirkung fiir sehr eng beieinander liegende Wirbel beobach-
tet und kein nennenswerter Effekt fiir weiter auseinander liegende Wirbel,
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Ay > 4rg. Fir gleichsinnig drehende Wirbel ergibt sich fiir Ay < 4rg eine
stabilisierende Wirkung, und fiir Ay = 57 ein deutlich destabilisierender
Einfluss, wobei auch der Verdichtungsstoft stérker ausgebeult wird als im
Fall des Einzelwirbels, erkennbar an der Verschiebung der Stofsposition in
Stromaufrichtung in Abbildung 5.2.6(b). Die Ursache hierfiir ist, dass die
Stabilitdt des Hauptwirbels durch zwei gegensétzliche Effekte beeinflusst
wird. Zum einen kommt es durch die Uberlagerung der Geschwindigkeits-
felder der beiden Wirbel zu einer Reduktion des Drucks im Wirbelkern fiir
gleichsinnig drehende Wirbel, beziehungsweise zu einem Druckanstieg fiir
gegensinnig drehende Wirbel im Vergleich zum Fall mit nur einem Wir-
bel. Dies kann in Abbildung 5.2.7(a) gesehen werden, in der das radial ge-
mittelte Druckfeld im HW bei © = 5rg fiir verschiedene Kombinationen
von HW und SW dargestellt wird. Gleichzeitig bleibt die Axialgeschwindig-

—— Einzelwirbel, [y g = 2,3, § = 0,2
Zwei Wirbel, Iy s = Do.gw, Ay = 3rg

- == Zweil Wirbel, I'g sy = To.pw, Ay = 4rg

=== Zwei Wirbel, Iy sw = Lo gw, Ay = 5ro

Zwei Wirbel, Iy s = =0 gw, Ay = 3rg
------- Zwei Wirbel, Tg sw = =0 gw, Ay = 4rg
------- Zwei Wirbel, Ty sw = =0 gw, Ay = brg
0 1 2 3 4 5
r/ro [

(a) Radial gemitteltes Druckprofil

1,0 LRLERCCES = ) —— Einzelwirbel, 'y gy = 2,3, 6 = 0,2
Zwei Wirbel, T'o sw = Lo mw, Ay = 3rg
- = - Zwei Wirbel, [y sw = Logw, Ay = 4ry

=
::8 0,9 === Zwei Wirbel, I'g sy = To.gw, Ay = 5r
By Zwei Wirbel, To.sw = —Lo.gw, Ay = 3rg
S o] Zwei Wirbel, To g = —Lo pw, Ay = 4rg
W — Zwei Wirbel, To sw = —To.nw, Ay = 5rg

2 3
r/ro |-
(b) Radial gemitteltes Axialgeschwindigkeitsprofil

Abbildung 5.2.7: Einfluss des Drehsinns und des Abstands des Steuerwirbels auf
die radial gemittelten Druck- und Axialgeschwindigkeitsprofile
des Hauptwirbels, © = 579, Lo, gw = 2,3, gw = 0,2
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keit im Wirbelkern nahezu unbeeinflusst, wie anhand des radial gemittel-
ten Axialgeschwindigkeitsprofil in Abbildung 5.2.7(b) gezeigt wird. Daher
kommt es im Vergleich zum Fall mit nur einem Wirbel zu einer Reduk-
tion des axialen Impulsflusses des Hauptwirbels fiir gleichsinnig drehende
Wirbel, was eine destabilisierende Wirkung in Hinblick auf das Wirbelplat-
zen durch die Wirbel-Stofi-Interaktion hat. Der Einfluss des Steuerwirbels
ist dabei umso grofer, je ndher die beiden Wirbel beieinander liegen.

Gleichzeitig kommt es bei eng beieinander liegenden, gleichsinnig rotieren-
den Wirbeln jedoch auch zur Verschmelzung der Wirbel, wie beispielsweise
in Abbildung 5.2.5(b) gezeigt wird. Der resultierende kombinierte Wirbel ist
dabei stabiler gegeniiber Wirbelplatzen als der urspriingliche Hauptwirbel,
was in Abbildung 5.2.6 deutlich an einem geringeren axialen Geschwindig-
keitsdefizit auf der Wirbelachse stromab des Verdichtungsstofses zu erken-
nen ist. In den im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Fillen kommt es fiir
gleichsinnig drehende Wirbel immer zur Verschmelzung der Wirbel. Auf-
grund der Interaktion der Wirbel miteinander, und mit den Eulerwdnden
des Vorlaufbereichs und der Rampe, bewegen sich die Wirbel aufeinander
zu. Der kritische Abstand, ab dem es zur Verschmelzung der Wirbel kommt,
wird daher zwangslaufig irgendwann unterschritten , wie in Abbildung 5.2.8
anhand der y-Position der Wirbelachsen gezeigt wird. Je hoher die Zirkula-
tion der beteiligten Wirbel und je geringer der urspriingliche Abstand der
Wirbel zueinander ist, desto schneller bewegen sich die Wirbel aufeinander
Zu.

‘Wirbelparameter
Zwei Wirbel, T'g s = Lo g, Ay = 3rg
mm Zwei Wirbel, I'g sw = To gw, Ay = 4rg
m 7wei Wirbel, I'g sw = To gw, Ay = 5rg

‘Wirbelbezeichnungen

- - - Hauptwirbel

0 10 2 30 —— Steuerwirbel
z/ro |-
Abbildung 5.2.8: Verlauf der y-Position der Wirbelachsen fiir die Interaktion

gleichsinnig rotierender Wirbel fiir unterschiedliche Abstédnde
zwischen den Wirbeln, I'o gw = 2,3, 0gw = 0,2

Eine stabilisierende Wirkung ist jedoch nur dann zu beobachten, wenn die
Verschmelzung beginnt, bevor der Hauptwirbel platzt. Dadurch kommt es
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zum Austausch von Wirbelstarke vom Steuer- hin zum Hauptwirbel, wo-
durch der Hauptwirbel stabilisiert wird. Eine gleichzeitige destabilisierende
Wirkung auf den Steuerwirbel wurde fiir die beriicksichtigten Félle nicht be-
obachtet. Wenn die beiden Wirbel zum Zeitpunkt der Interaktion mit dem
Verdichtungsstols noch zu weit voneinander entfernt sind, um miteinander
zu verschmelzen, kann es dagegen durch die destabilisierende Wirkung des
reduzierten Drucks im Wirbelkern des Hauptwirbels zu fritherem oder stér-
ker ausgepragtem Wirbelplatzen kommen. Ein Beispiel dafiir ist der Fall
gleichsinnig drehender Wirbel mit Ay = 5rg in Abbildung 5.2.6(b), bei dem
es zur Ausbildung eines, im Vergleich zum Fall des Einzelwirbels, deutlich
ausgeprigteren Riickstromgebiets und einer Verschiebung der Stofifront in
Stromaufrichtung kommt.

5.2.3 Kriterium fiir Wirbelplatzen durch die
Interaktion mit einem schiefen Verdichtungsstof$

Basierend auf den Ergebnissen der vorherigen beiden Abschnitte soll in die-
sem Abschnitt ein {iberarbeitetes Wirbelplatzkriterium, oder kurz Platz-
kriterium, fiir die Interaktion eines oder mehrerer Langswirbel mit einem
schiefen Verdichtungsstoft vorgestellt werden. Wie bereits in Abschnitt 2.1.2
erwahnt, gibt es in der Literatur verschiedene Platzkriterien fiir die Interak-
tion eines einzelnen Wirbels mit einem schiefen Verdichtungsstof. Im Fol-
genden werden die Kriterien von Thomer [129] und von Hiejima [46] kurz
vorgestellt. Wahrend Thomers Kriterium sich anhand der eindimensionalen
Impulsgleichung motivieren lasst, hat Hiejimas Kriterium eher empirischen
Charakter und wird auch von Hiejima selbst nicht néher begriindet. Es hat
sich jedoch im Vergleich mit experimentellen und numerischen Vergleichs-
daten bewéhrt. Laut Thomer tritt Wirbelplatzen infolge einer Wirbel-Stofs-
Interaktion auf, wenn der Druck im Fernfeld stromab des Verdichtungssto-
Res grofker ist als die Summe aus Druck und axialem Impulsfluss auf der
Wirbelachse stromauf des Verdichtungsstofses,

2
P1,Ach 01,Achse * U J1,Ach D2,
chse + z,1,Achse < 0

(5.2.1)
pl,oo pl,oo pl,oo

Die Indizes 1 und 2 bezeichnen dabei jeweils die Bedingungen strom-
auf, beziehungsweise stromab des Verdichtungsstofses. Im Gegensatz da-
zu tritt Wirbelplatzen laut Hiejima dann auf, wenn die Druckdifferenz
AP = (p2.00 — D2,Achse) — (P1,00 — P1,Achse) grofer ist als die kinetische
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Energie der Strémung stromab des Verdichtungsstofses,

1
(pQ,oo - pZ,Achse) - (pl,co - pl,Achse) > 592,00 . ’0372700. (522)

Dadurch wird im Gegensatz zum Kriterium von Thomer auch der Zustand
auf der Wirbelachse stromab des Verdichtungsstoftes beriicksichtigt und
nicht nur der Fernfeldzustand. Der Druck stromab des Verdichtungsstofses
wird sowohl bei Thomer als auch bei Hiejima entsprechend den Stofsbezie-
hungen fiir einen schiefen Stoft mit Stofswinkel o berechnet,
2

2% —1+ le(Ma%sinz(U) —1). (5.2.3)
Bei der Anwendung dieser Kriterien auf die aktuellen Ergebnisse zeigen sich
jedoch deutliche Abweichungen zwischen den Ergebnissen der numerischen
Simulationen der aktuellen Arbeit und den Vorhersagen der Kriterien. Tho-
mers Kriterium sagt insbesondere fiir niedrige Werte von ¢ deutlich zu friih
Wirbelplatzen voraus, wahrend das Kriterium von Hiejima fiir den gesamten
hier untersuchten Wertebereich kein Wirbelplatzen vorhersagt. Eine mogli-
che Erklarung ist, dass beide Autoren deutlich hohere Anstrommachzahlen
untersucht haben als die aktuelle Arbeit: bei Thomer Ma = 3,00 — 5,00 und
bei Hiejima Ma = 2,00 — 4,00, im Vergleich zu Ma = 1,48 in der aktuellen
Arbeit. Durch die héheren Anstrommachzahlen ist auch der Drucksprung
iber den schiefen Verdichtungsstoff und damit der destabilisierende Effekt
auf den Wirbel grofer.

Durch eine Kombination der Uberlegungen der beiden genannten Kriteri-
en ist es jedoch moglich, eine deutlich bessere Ubereinstimmung mit den
numerischen Ergebnissen der aktuellen Arbeit zu erzielen. Das neue Krite-
rium baut dabei auf dem Kriterium von Hiejima auf, allerdings wird nicht
die kinetische Energie stromab des Verdichtungsstofes als mafsgeblich an-
gesehen, sondern stattdessen die kinetische Energie auf der Wirbelachse
stromauf des Verdichtungsstoffes. Der Hintergrund der Anderung ist die
Uberlegung, dass die kinetische Energie stromauf des Verdichtungsstofes
ein geeigneteres Maf fiir die Féhigkeit des Wirbels, den Drucksprungs iiber
den Verdichtungsstoft zu iiberwinden, ist. Eine zweite Anpassung betrifft
die Berechnung des Drucks pa acnse auf der Wirbelachse stromab des Ver-
dichtungsstofies, die bei Hiejima entsprechend Gleichung 5.2.3, also unter
Annahme eines schiefen Stofses auf der Wirbelachse, durchgefiihrt wird. So-
wohl die in den Abschnitten 5.2.1 und 5.2.2 gezeigten Ergebnisse als auch
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numerische und experimentelle Ergebnisse aus der Literatur [55, 73] zeigen
jedoch, dass sich im Fall des Wirbelplatzens ein nahezu senkrechter Verdich-
tungsstof auf der Wirbelachse ausbildet. Daher wird der Druck pa acpse im
aktuellen Fall entsprechend der Beziehung fiir die Druckénderung iiber einen
senkrechten Verdichtungsstoft berechnet:

P2 2y 2

P 1+ T 1(Ma1 1). (5.2.4)
Der Fernfelddruck stromab des Verdichtungsstofies pa o, wird weiterhin ent-
sprechend Gleichung 5.2.3 berechnet. Mit diesen Anderungen erhilt man ein
Platzkriterium, das nur von den Bedingungen stromauf des Verdichtungs-
stofes und dem Stofwinkel abhéngt:

1
(pQ,OO - p27AChSC) - (pl,oo - pl,Achse) > igl,Achse ' Uz,l,Achsm (525)
mit
2y 2 .2
P2,00 = D100l + m(MaLooszn (o) —1)), (5.2.6)
2y 2
P2,Achse = pl,Achse(l + ﬁ(Mal,Achse — 1)) (527)

In Abbildung 5.2.9 ist ein Vergleich zwischen dem Platzkriterium von Tho-
mer und dem in Gleichung 5.2.5 definierten neuen Platzkriterium abgebil-
det. Fiir beide Kriterien sind die Platzgrenzen fiir Erlebacher- und Lamb-
Oseen-Wirbel fiir die Interaktion mit einem schiefen Verdichtungsstofs bei
Ma = 1,48 in Abhingigkeit der Wirbelparameter I'g und § dargestellt.
Zuséatzlich sind die numerischen Ergebnisse der Interaktion eines einzelnen
Erlebacher-Wirbels (in griin), beziehungsweise eines einzelnen Lamb-Oseen-
Wirbels (in lila), mit dem Verdichtungsstoff eingezeichnet. Fiir die Falle,
bei denen Daten fiir beide Wirbelmodelle vorliegen, wurden die zugehori-
gen Markierungen leicht versetzt in die Abbildung eingezeichnet. Die Si-
mulationen fanden jedoch fiir beide Wirbelmodelle jeweils bei den gleichen
Werten des Geschwindigkeitsdefizits statt. Das Platzkriterium von Hieji-
ma sagt im untersuchten Parameterraum nie Wirbelplatzen voraus und ist
daher nicht eingezeichnet. Fiir die Berechnung der eingehenden Variablen,
D1, Achses 01,Achses Mai Achse UNd U, 1 Achse, Wird dasselbe Verfahren wie
zur Berechnung der Einlassrandbedingung genutzt, siehe Abschnitt 3.3: die
Geschwindigkeits-, Dichte- und Druckverteilungen werden analytisch mit
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Hilfe eines Poisson-Losers berechnet, so dass fiir die Bestimmung der Platz-
grenzen keine Stromungssimulationen notwendig sind.

Wie bereits erwahnt zeigt sich beim Vergleich der numerischen Ergebnis-
se des Erlebacher-Wirbels mit den Vorhersagen der beiden Wirbelkriterien,
dass das Wirbelkriterium von Thomer fiir 6 < 0,1 deutlich zu frithes Wir-
belplatzen vorhersagt, wihrend das neue Platzkriterium eine deutlich bes-
sere Ubereinstimmung mit den Ergebnissen der numerischen Simulationen
erzielt. Beide Kriterien sagen ein fritheres Wirbelplatzen des Lamb-Oseen-
Wirbels verglichen mit dem Erlebacher-Wirbel voraus, was auf den gerin-
geren Druck im Wirbelkern des Lamb-Oseen-Wirbels zuriickzufiihren ist,
vergleiche Abbildung 3.3.1(c). Interessanterweise féllt die Platzgrenze fiir
Erlebacher- und Lamb-Oseen-Wirbel bei § =~ 0,2 zusammen, was sich auch
mit den in Abschnitt 5.2.1 gezeigten Ergebnissen der numerischen Simula-
tionen deckt.

6 % instabil Stabilitatskriterien ‘Wirbelmodelle
-5 2 M = Thomer — ----- Erlebacher-Wirbel
- :“: ~~~~~~ - P Aktuelle Arbeit —+= Lamb-Oseen-Wirbel
E 4 <tabil \”\'\..:::*::\i\x: Simulationen (Erlebacher-Wirbel)
= 3 "~.,\'.‘\}°' e ohne Wirbelplatzen
E S em) STl x  mit Wirbelplatzen
N 2 e Simulationen (Lamb-Oseen-Wirbel)

e ohne Wirbelplatzen

l0,3 —-02 -01 00 01 02 03 x  mit Wirbelplatzen

)

Axiales Geschwindigkeitsdefizit ¢ ||

Abbildung 5.2.9: Vergleich des Platzkriteriums von Thomer [129] mit dem
Platzkriterium der aktuellen Arbeit fiir Erlebacher- und
Lamb-Oseen-Wirbel, Ma = 1,48, 0 ~ 65°

Das Platzkriterium l&sst sich prinzipiell auch auf die in Abschnitt 5.2.2 pré-
sentierte Interaktion mehrerer Wirbel mit einem Verdichtungsstofs anwen-
den, wie in Abbildung 5.2.10 fiir den Fall zweier Lamb-Oseen-Wirbel mit
einem Abstand Ay = 3ry gezeigt wird. Da das Platzkriterium jedoch nur
auf wenigen charakteristischen Grofen der Wirbelstromung basiert, kann die
stabilisierende Wirkung der Verschmelzung der Wirbel nicht beriicksichtigt
werden. Nichtsdestotrotz ergibt sich eine gute qualitative Ubereinstimmung
mit den Beobachtungen aus Abschnitt 5.2.2. Sowohl der geringe stabili-
sierende Einfluss gegensinnig drehender Wirbel, der in Abbildung 5.2.6(b)
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gezeigt wurde, als auch der destabilisierende Einfluss gleichsinnig drehender
Wirbel vor der Verschmelzung wird qualitativ korrekt vorhergesagt. Zudem
wird deutlich, dass die Interaktion gegensinnig drehender Wirbel generell
einen geringeren Einfluss auf die Wirbel-Stofs-Interaktion hat als die Inter-
aktion gleichsinnig drehender Wirbel.

D

instabil —— Einzelwirbel

“““““““““““ N Zwei Wirbel, Ay = 3rg,
"""" gleichsinnig drehend

Zwei Wirbel, Ay = 3r,

gegensinnig drehend

at
f

| stabil

Zirkulation I'y [-]
—ND W e

—03 —02 —01 00 01 02 03
Axiales Geschwindigkeitsdefizit ¢ [-]

Abbildung 5.2.10: Vergleich der Wirbelplatzgrenze fiir die gleichzeitige
Wirbel-Stofs-Interaktion zweier Lamb-Oseen-Wirbel,
Ma = 1,48,0 ~ 65°, Ay = 3rg

Zur Validierung des neu definierten Platzkriteriums wird in Abbil-
dung 5.2.11 ein Vergleich der Vorhersagen der verschiedenen Wirbelplatz-
kriterien mit experimentellen Ergebnissen aus der Literatur angestellt. Da
es fiir die Interaktion eines Wirbels mit einem schiefen Stof nur weni-
ge geeignete Vergleichsdaten gibt, werden die Platzkriterien stattdessen
auf die Interaktion eines Erlebacher-Wirbels mit neutralem Geschwindig-
keitsprofil im Wirbelkern, § = 0, mit einem senkrechten Verdichtungs-
stofs, 0 = 90°, angewandt. Die grofiten Abweichungen zwischen den ein-
zelnen Platzkriterien treten fiir Ma < 2 auf, wobei Thomers Kriteri-
um am frithesten Wirbelplatzen vorhersagt und Hiejimas Kriterium am
spitesten. Insbesondere sagt Hiejimas Kriterium fiir Ma < 1.4 nie Wir-
belplatzen vorher. Fiir Ma > 2 fallen die Platzgrenzen der Kriterien
von Thomer und Hiejima nahezu zusammen, wiahrend das Kriterium der
aktuellen Arbeit durchweg Wirbelplatzen erst bei etwas hoheren Wer-
ten von v,/Us vorhersagt. Beim Vergleich mit den Daten von Catta-
festa [12] und Erlebacher [27] zeigt sich jedoch insbesondere fiir hohe
Machzahlen eine bessere Ubereinstimmung mit der Platzgrenze des neuen
Kriteriums als mit denen von Thomer und Hiejima. Fiir Ma < 2 weisen alle
drei Kriterien grofsere Abweichungen zu den Vergleichsergebnissen aus der
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Literatur auf, der Verlauf der Platzgrenze wird jedoch zumindest qualitativ
korrekt wiedergegeben.

0.8 Stabilitatskriterien
e et Thomer
— 0,64 ------- Hiejima
bg %, instabil Aktuelle Arbeit
~ 0,4 \\ A-Y E3
8 N\ Ergebnisse aus der Literatur
(i \\::. —e— Platzgrenze nach Délery
= 0,21 3 X ° Cattafesta, ohne Wirbelplatzen
R X . . 7
stabil "'""""'T-‘-;:-‘-‘:--gr:r.'\—(:.i.::.—.:.-_rf’-f,,_:___; x  Cattafesta, mit Wirbelplatzen
0.0 % Erlebacher, mit Wirbelplatzen

3
Machzahl Ma |-|

Abbildung 5.2.11: Vergleich verschiedener Platzkriterien fiir die Interaktion
zwischen einem Erlebacher-Wirbel und einem senkrechten
Verdichtungsstof mit Ergebnissen von Délery [17], Cattafes-
ta [12] und Erlebacher [27]

5.2.4 Interaktion turbulenter Wirbel mit einem
schiefen Verdichtungsstofs

Alle bisher in diesem Kapitel gezeigten Ergebnisse der Interaktion generi-
scher Wirbel mit einem schiefen Verdichtungsstoft basierten auf der Annah-
me laminarer Strémung, wihrend fiir die Untersuchungen am DLR-F22-
Modell in Kapitel 4 eine turbulente Stréomung angenommen wurde. Um
den Einfluss der Turbulenz auf die Vorhersage der Wirbel-Stofi-Interaktion
zu beurteilen, wird daher in diesem Abschnitt die Interaktion eines tur-
bulenten Erlebacher-Wirbels mit einem schiefen Verdichtungsstofs unter-
sucht. Wie bei den Untersuchungen am DLR-F22-Modell wird dazu das
klassische Menter-SST-Turbulenzmodell verwendet. Zur Berechnung der
Einlass-Randbedingung fiir die turbulente kinetische Energie (TKE) k und
die spezifische turbulente Dissipationsrate w wird ein Turbulenzgrad der
Stromung von Tu = 0,001 verwendet, was dem Standard von TAU fiir
das Fernfeld entspricht, wéhrend der Skalierungsparameter der TKE zu
ar, = 0,01 gesetzt wird. Der Skalierungsfaktor der turbulenten Dissi-
pationsrate wird anschliefend im Wertebereich 1 < pp, < 100 variiert.
Der am Einlassrand vorgegebene Wirbel entspricht einem freien Langs-
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wirbel, so dass keine Turbulenzproduktion vorliegt. In diesem Fall nimmt
die am Einlassrand vorgegebene TKE rapide ab, wobei die Rate der Ab-
nahme mit zunehmender turbulenter Dissipationsrate steigt, wie in Abbil-
dung 5.2.12 zu sehen ist. Dort wird die Entwicklung der turbulenten ki-
netischen Energie auf der Wirbelachse fiir unterschiedliche Werte von gz,
verglichen. Alle drei gezeigten turbulenten Wirbel zeigen einen rapiden Ab-
fall der turbulenten kinetischen Energie im Bereich z/r¢ < 7,5 vor der
Rampe. Fiir die Félle mit pp,, = 10 und pp,, = 100 sinkt die TKE bis auf
k/U2, sty =~ 0 ab, so dass unmittelbar vor dem Stof nahezu laminare Be-
dingungen im Wirbelkern vorliegen. Durch die Interaktion mit dem Ver-
dichtungsstofs kommt es dann zu einem deutlichen Anstieg der TKE im
Wirbelkern.

0,010 Ty = 3,0, 6 = 0,2, laminar
— FU = u.ﬂ, 0= 0,2, KTy = 1
— Iv=3,0,0=02 pp, =10
0,005 — Ty =30.6=02 pp. =100

% H

k/

0,000 ‘ ‘ ‘
0 10 20 30
0 [‘

x/ro |

Abbildung 5.2.12: Entwicklung der turbulenten kinetischen Energie auf der
Wirbelachse fiir verschiedene Dissipationsraten, Erlebacher-
Wirbel, I'y = 3,0, 6 = 0.2, Tu = 0,001, a7, = 0,01

Der Grad an TKE im Wirbelkern hat dabei deutliche Auswirkungen
auf die resultierende Wirbel-Stof-Interaktion. In Abbildung 5.2.13 sind
die Stromungstopologien der vier verschiedenen Félle anhand von Isoflé-
chen des Q-Kriteriums Q% = 0,1 (blau) und der Axialgeschwindigkeit
v, = —0,1m/s (rot) visualisiert. Fir den laminaren Fall ergibt sich fiir
die gewahlten Wirbelparameter ein deutlich geplatzter Wirbel mit stark
ausgeprigtem Riickstromgebiet stromab des Verdichtungsstoftes, wéhrend
der turbulente Wirbel mit pp, = 1 nur eine schwache Interaktion mit
dem Verdichtungsstof, im Sinne der Definition aus Abschnitt 2.1.2, zeigt.
Insbesondere kommt es also nicht zur Ausbildung eines Riickstromge-
biets und damit nicht zu Wirbelplatzen. Erst durch eine Erhohung der
turbulenten Dissipationsrate und die damit verbundene Verringerung der
TKE im Wirbel stromauf des Stofes kommt es auch in den turbulenten
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5.2 Interaktion generischer Langswirbel mit einem schiefen
Verdichtungsstofs

Simulationen zur Ausbildung eines Riickstromgebiets im Wirbelkern, in
Ubereinstimmung mit Ergebnissen von Thomer [129], der ebenfalls einen
mafsgeblichen Einfluss der turbulenten Gréfen auf die Entwicklung des Wir-
belplatzens beobachtet hat. Aufgrund der hohen Werte der TKE im Wir-
belkern und der dadurch erhdhten turbulenten Viskositét stromab des Ver-
dichtungsstofies bildet sich im Gegensatz zu den laminaren Simulationen
jedoch keine Spiralstruktur stromab des Verdichtungsstofses.

(a) Erlebacher-Wirbel, laminar

—>x ~Numerische Artefakte
(b) Erlebacher-Wirbel, turbulent, pp, =1

ﬁ—

y
T—» X

) Erlebacher-Wirbel, turbulent, g7, = 10

-|—

(d) Erlebacher-Wirbel, turbulent, pp, = 100

Abbildung 5.2.13: Visualisierung der turbulenten Wirbel-Stofs-Interaktion fiir
unterschiedliche Werte von pr, durch Isoflichen fir Qp =
0,1 (blau) und
vy = —0,1m/s (rot), I'o = 3,0, = 0,2,Tu = 0,001, ar, =
0,01
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5.2 Interaktion generischer Lingswirbel mit einem schiefen
Verdichtungsstofs

Aufgrund der deutlichen Abweichungen in Bezug auf das Wirbelplatzen
zwischen den laminaren und den turbulenten Simulationen auf Basis der
klassischen URANS-Simulationen wurde fiir einen Fall, gy = 3,0, =
0,2, piry, = 10, zusétzlich eine skalenauflésende IDDES durchgefiihrt. Wie in
Abschnitt 3.1.1 beschrieben, werden die turbulenten Fluktuationen auf Ba-
sis der aus der existierenden URANS-Simulation extrahierten Referenzgro-
fen vorgegeben. Eine beispielhafte Darstellung der so erzeugten Fluktuatio-
nen wird in Abbildung 5.2.14 gezeigt. Die Fluktuationen der synthetischen
Turbulenz werden in einem kleinen Bereich stromab des Einlassrandes ein-
gebracht, in Abbildung 5.2.14(a) griin umrandet. Stromab des Gebiets der
synthetischen Turbulenz fallen die Amplituden der Fluktuationen deutlich
ab und es bilden sich kohérente turbulente Strukturen. Durch die Interakti-
on mit dem Verdichtungsstofs kommt es, wie auch in der zugrundeliegenden
URANS-Simulation, zur Ausbildung eines Riickstrémgebiets stromab des
Verdichtungsstofes.

107 Einbringung der 10
synthetischen
8 / Turbulenz 3
B = 0,10 -2 <X 0,10
- =——==—_ hoos — __ ¢ ,',_'.‘.\.' ; 0,05 —
—_ — 3 - ':’-'~.‘|"," 2
S i 000 =2 & % Al 0,00 =5
= = : > % essel = =
2= PSS —0,05 = 4 MK 7 —0,057%"
s = ~0,10 35 ~0,10
2 2 d
Wirbelkern
Wirbelachse
(= 0 :
0,0 2,5 5.0 16 18 20 2 24
.’I)/T() H y/T’() [7]
(a) Schnittebene y = 20r¢ (b) Schnittebene = = 5r¢

Abbildung 5.2.14: Fluktuationen der synthetischen Turbulenz, x-Geschwin-
digkeitskomponente, I'c = 3,0,06 = 02,7« = 0,001,
ary = 0,01, pr, = 10

Im Gegensatz zu den URANS-Ergebnissen bildet sich allerdings, wie auch
in den laminaren Simulationen, eine ausgepréigte Spiralstruktur aus. Dies
kann anhand der in Abbildung 5.2.15 gezeigten Isoflaichen der dominan-
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5.3 Globale Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stofs-Interaktion

ten DMD-Mode gesehen werden. Die Struktur der DMD-Mode weist grofie
Ahnlichkeit mit den DMD-Moden der laminaren Wirbel in Abbildung 5.2.4
auf. Aufgrund des hohen Rechenaufwands der skalenauflésenden Simulatio-
nen war keine Parameterstudie moglich. Die gezeigten Ergebnisse sprechen
jedoch dafiir, dass fiir eine korrekte Wiedergabe der turbulenten Wirbel-
Stok-Interaktion skalenauflésende Verfahren notwendig sind, da zumindest
das hier untersuchte Zwei-Gleichungsturbulenzmodell k-w SST das Wirbel-
platzen infolge der Wirbel-Stof-Interaktion nicht korrekt wiedergeben konn-
te.

/ Néherungsweise Lage
/e— der Stoifront

0,050

0,025 =

x

0,000

0
/L.r.mu

@

—0,025

—0,050

Abbildung 5.2.15: Darstellung der dominanten DMD-Mode der x-Geschwin-
digkeitskomponente der IDDES, Visualisierung durch Isofla-
chen ¥z /0¢,mee = £0,025, Ty = 3,0,0 = 0,2, Tu = 0,001,
ATy = 0701,[1'1*“ =10

5.3 Globale Stabilitatsanalyse der
Wirbel-Stofi-Interaktion

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der globalen Stabilitédtsanalyse
der Wirbel-Stof-Interaktion an der Rampengeometrie mit kurzer Rampe
(RGK) behandelt. Dazu werden zunéchst in Abschnitt 5.3.1 die Grund-
stromungsberechnungen vorgestellt und analysiert, bevor dann in Ab-
schnitt 5.3.2 die eigentlichen Ergebnisse der globalen Stabilitdtsanalyse be-
handelt werden. Ausziige dieser Arbeiten wurden bereits in [142] veréffent-
licht.
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5.3 Globale Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stoft-Interaktion

5.3.1 Ergebnisse der Grundstromungsberechnungen

Das in Abschnitt 3.5 vorgestellte Verfahren zur globalen Stabilitdtsanaly-
se der Wirbel-Stoft-Interaktion benétigt als Grundlage eine konvergierte,
stationdre Stromungslosung. Damit durch die Stabilitdtsanalyse tiberhaupt
zeitlich angefachte Instabilitdten gefunden werden kénnen, muss zudem ein
Stromungszustand vorliegen, der kurz vor dem Umschlag zu einer instatio-
niren Stromung steht. Hierbei wird der Umstand genutzt, dass bei Verwen-
dung des stationédren Losungsverfahrens des TAU-Codes kleinste instatio-
nére Schwankungen stark genug geddmpft werden, um noch eine stationar
konvergierte Losung zu erhalten. Wird dieselbe Rechnung anschliefsend in-
stationar weitergerechnet, konnen sich diese Schwankungen entwickeln, wie
spéiter in Abbildung 5.3.4 gezeigt wird. In einem ersten Schritt wurde daher
eine Parameterstudie zur Identifikation geeigneter stationdrer Strémungszu-
stdnde durchgefiihrt. Da im vorliegenden Fall die Anstrommachzahl und der
Stofwinkel, und damit die Stofistérke, konstant gehalten wurden, blieben
nur die freien Parameter der in Abschnitt 3.3 vorgestellten Wirbelmodelle,
die Zirkulation I'y und das axiale Geschwindigkeitsdefizit 6 = 1— UZ%, als
Parameter zur Beeinflussung der Wirbelstabilitdt iibrig. Als Wirbelmodell
wurde der Erlebacher-Wirbel gewéhlt, um Interaktionen des Wirbels mit
den Randbedingungen zu vermeiden. Fiir alle Simulationen wurde eine kon-
stante Wirbellage am Einlassrand genutzt, xg = 0rg, yo = 30,579, 20 = 3,57¢.
Der Wirbelradius am Einlass, rg = 20 mm, wurde ebenfalls konstant gehal-
ten.

Im Rahmen der Parameterstudie wurden drei verschiedene Werte fiir das
Geschwindigkeitsdefizit betrachtet, § = 0,2 und 0,3 und 0,4. Anschliefsend
wurde fir konstante Werte von ¢ sukzessive die Zirkulation I'g des Wirbels
erh6ht bis Wirbelplatzen beobachtet wurde. In Abhéngigkeit von § und T’y
kénnen dabei drei verschiedene Stromungszustinde unterschieden werden.
Bei geringer Zirkulation bildet sich zunéchst eine stationére Stréomung aus,
bei der der Wirbel nur eine schwache Wechselwirkung mit dem Verdich-
tungsstoft zeigt, es also nicht zu Wirbelplatzen kommt. Durch die Erh6hung
der Zirkulation wird der Wirbel destabilisiert, wodurch es ab einem kri-
tischen Wert I'g ¢+ zum Wirbelplatzen durch die Wirbel-Stofs-Interaktion
kommt und sich ein Riickstromgebiet auf der Wirbelachse stromab des Ver-
dichtungsstoftes bildet, wobei die Stromung zunéchst noch stationér bleibt.
Eine weitere Erhohung der Zirkulation resultiert schliefslich in einer insta-
tiondren Stromung. In Abbildung 5.3.1 wird eine Ubersicht iiber den Stro-
mungszustand in Abhéngigkeit des axialen Geschwindigkeitsdefizits und der
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5.3 Globale Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stofs-Interaktion

Zirkulation gegeben. Es ist deutlich zu erkennen, dass mit abnehmendem
Geschwindigkeitsdefizit, also mit zunehmender Geschwindigkeit im Wirbel-
kern, eine Zunahme der kritischen Zirkulation I'g g, ab der es zu Wirbel-
platzen kommt, einhergeht. Dies deckt sich mit Ergebnissen aus der Litera-
tur [46, 129].

X

— ﬁ X Instationére Stromung
~ 314 ¥ Stationdre Stromung,
= mit Riickstromgebiet
= A Stationdre Stromung,
S ohne Riickstromgebiet
= X ,
&

1 A

020 025 030 035 040
Axiales Geschwindigkeitsdefizit 0 |-]

Abbildung 5.3.1: Einfluss des axialen Geschwindigkeitsdefizits und der Zirkula-
tion auf die Stabilitat der Wirbel-Stoft-Interaktion, Ma = 1,48

Als Grundstromung fiir die globale Stabilitdtsanalyse sind insbesondere
die Félle interessant, in denen bereits ein Riickstromgebiet im Wirbelkern
existiert, da diese sich besonders nahe an der Stabilitdtsgrenze befinden,
ab der die Stromung instationdr wird. Die grundsétzliche Stromungsto-
pologie fiir diese Félle ist dabei fiir alle untersuchten Testfdlle qualitativ
ghnlich und wird im Folgenden anhand des in Abbildung 5.3.2 gezeigten
Falles Ty = 2,70, = 0,3 erldutert. Wie schon in Abschnitt 5.2 fiir die
RGL-Geometrie gesehen, bildet sich an der Rampe eine starke Stoffront,
die sich durch die Interaktion mit dem Wirbel in Stromaufrichtung aus-
beult. Stromab des Verdichtungsstofies bildet sich ein Riickstromgebiet im
Wirbelkern, das in seiner Ausdehnung jedoch auf den Bereich unmittelbar
iiber der Rampe beschriankt ist, vergleiche Abbildung 5.3.2(a). Das Riick-
stromgebiet ist dabei nicht symmetrisch zur Wirbelachse geformt, sondern
leicht in positive y-Richtung verschoben, wie in Abbildung 5.3.2(b) gesehen
werden kann. Im Gegensatz zur Umstromung der RGL-Geometrie bildet
sich an der RGK-Geometrie aufgrund der endlichen Lénge der Rampe ein
Expansionsfiacher an deren stromabgelegenem Ende, siehe Abbil-
dung 5.3.2(a). Daher existiert nur im Bereich direkt iiber der Rampe ein
idealer schiefer Stofs, der ab einem gewissen Abstand von der Rampe durch
die Interaktion mit dem Expansionsficher in der x-z-Ebene gekriimmt wird.
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Abbildung 5.3.2: Verteilung der x-Geschwindigkeit, Riickstromgebiet rot
umrandet,Ma = 1,48, g = 2,70,0 = 0,3

Dadurch nimmt die Stofsstérke mit zunehmendem Abstand zur Rampe ab,
weswegen der Wirbel an einer niedrigeren Position ins Stromungsfeld ein-
gebracht wird als im Fall der RGL-Geometrie. Aufgrund der Ausrichtung
der Wirbelachse zum Expansionsfiacher wird zudem mafigeblich die Axial-
geschwindigkeit im Wirbel erhoht, was eine stabilisierende Wirkung auf den
Wirbel hat und dazu fiihrt, dass das Riickstrémgebiet auf den Bereich un-
mittelbar tiber der Rampe beschriankt ist. Dadurch wird auferdem die Aus-
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5.3 Globale Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stofs-Interaktion

bildung grofsskaliger instationdrer Strukturen, wie sie beim Wirbelplatzen
vom Spiral-Typ vorkommen, im Vergleich zur RGL-Geometrie verzogert,
so dass die Stromung lénger stationédr bleibt. Aus diesem Grund ist die
RGK-Geometrie besser fiir die Anwendung der globalen Stabilitdtsanalyse
geeignet als die RGL-Geometrie.

Die Entwicklung der Drallzahl S = vy maz/Vz, Achse des Wirbels fiir den Fall
'y = 2,70,0 = 0,3 ist in Abbildung 5.3.3 dargestellt. Die destabilisierende
Interaktion mit dem Verdichtungsstof und die stabilisierende Interaktion
mit dem Expansionsfiacher sind deutlich zu erkennen. Stromab der Rampe,
ab z/ro =~ 15 ist kein nennenswerter Einfluss der Rampe mehr erkennbar
und es liegt wieder ein stabiler Wirbel vor, mit leicht erhéhter Drallzahl im
Vergleich zur Stromung stromauf der Rampe.

10! Stofs- BN Interaktion mit
. 1 position '\ e— Expansionsfacher
10" NG
- 0 T B
n L0 Riickstromgebiet
—10'3 RPN > /
- ]-02 3 ‘\\ __/”
0 5 10 15 20 25 30
/7o [}

Abbildung 5.3.3: Entwicklung der Drallzahl in Stromungsrichtung,Bereich der
kritischen Drallzahl grau hinterlegt, Ma = 1,48,y = 2,70,
6=0,3

Anschliefsend wird ausgehend von der in Abbildung 5.3.2 gezeigten sta-
tiondren Grundstréomung instationér weitergerechnet. Wird die Strémung
selbst instationér, treten zunéchst geringfiigige Druckschwankungen mit
erkennbar periodischem Verhalten auf, wobei mit zunehmender Zirkulati-
on die Amplitude und die Frequenz der Druckschwankungen anwachsen.
In Abbildung 5.3.4 ist dieses Verhalten beispielhaft anhand der Druck-
fluktuationen an einem Punkt auf der Wirbelachse stromab der Rampe,
x = 15,0rg, y = 30,5r¢, 2 = 4,07, fiir drei Félle gezeigt. Abbildung 5.3.4(a)
zeigt den zeitlichen Verlauf des Drucks, wihrend in Abbildung 5.3.4(b) das
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5.3 Globale Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stoft-Interaktion

resultierende Leistungsdichtespektrum dargestellt ist. Bereits fiir den Fall
Ty = 2,70,0 = 0,3 ergeben sich deutlich periodische Druckschwankungen
mit einer Amplitude von p ~ 7 Pa und einer Frequenz von f = 112 Hz. Ne-
ben der Grundfrequenz sind auch deutlich mehrere harmonische Frequenzen
zu erkennen. Durch eine Erhéhung der Zirkulation auf I'g = 2,73 bei kon-
stantem Geschwindigkeitsdefizit wichst die Amplitude auf p ~ 150 Pa bei
gleichbleibender Frequenz der Druckschwankungen. Durch eine weitere Er-
hohung der Zirkulation des Wirbels auf I'g = 2,75 werden die Druckschwan-
kungen unregelméfiger und die dominante Frequenz wichst auf f = 150 Hz
an.
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Abbildung 5.3.4: Abhingigkeit der instationdren Strémung an der RGK-
Geometrie von der Zirkulation, Ma = 1,48,6 = 0,3
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5.3 Globale Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stofs-Interaktion

5.3.2 Ergebnisse der globalen Stabilitidtsanalyse

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der globalen Stabilitdtsanalyse der
Wirbel-Stofs-Interaktion auf Basis der im vorherigen Abschnitt présentier-
ten Grundstromungen vorgestellt. Die Stabilitdtsanalyse wird dabei ent-
sprechend des in Abschnitt 3.5.2 beschriebenen matrixbasierten Verfahrens
durchgefiihrt. Wie dort bereits beschrieben, liefert die Stabilitdtsanalyse
als Ergebnis einerseits die komplexwertigen Eigenwerte der Jacobi-Matrix
der Grundstromung, die die Anfachungsrate und Frequenz der Eigenmoden
wiedergeben, und zum anderen die zugehorigen komplexwertigen Eigenvek-
toren, die die rdumliche Struktur der Eigenmoden beschreiben. Verglichen
mit den Grundstromungsberechnungen stellt die Stabilitdtsanalyse dabei
deutlich héhere Anforderungen an die Netzauflésung, wie anhand der in
Abbildung 5.3.5 gezeigten Eigenwertspektren gesehen werden kann.

- instabil a4 Grobes Netz

2200 = > ¥ > LS >\l\]\ | Mittleres Netz
~< > ( stab »  Feines Netz
P A —0,05
if..fv 0,2 b A » N
Z A A > instabil
a. A 0,00 ol
= A stabi
A 0,44 A A A o

N A 0,05

0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 - _
Frequenz \; || 0,100 0,125 0,150

Abbildung 5.3.5: Einfluss der Netzauflosung auf die Eigenwertspektren der
Wirbel-Stoft-Interaktion, I'g = 2,70,6 = 0,3

Dargestellt sind die resultierenden FEigenwertspektren fiir den Fall T'y =
2,70,6 = 0,3 fiir die drei in Abschnitt 5.1.1 vorgestellten Rechengitter. Ob-
wohl die zugehérigen Grundstrémungen zumindest fiir das mittlere und feine
Rechengitter sehr gut iibereinstimmen, existieren deutliche Abweichungen
zwischen den Eigenwertspektren. Von besonderer Relevanz sind dabei die
Abweichungen in Bezug auf die am stérksten angefachten Eigenwerte im Be-
reich rund um A = 0,040,14. Zwar ist hier eine Tendenz zur Netzkonvergenz
zu erkennen, da die Abweichungen zwischen dem mittleren und dem feinen
Gitter geringer sind als zwischen dem mittleren und dem groben Gitter.
Dennoch existiert weiterhin eine deutliche Netzabhéngigkeit der Ergebnis-
se. Eine weitere Verfeinerung des Rechengitters war mit den zur Verfiigung
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stehenden Rechenkapazitdten nicht moglich. Wahrend fiir die Losung des
Eigenwertproblems auf dem mittleren Gitter etwa 4000 CPUL Rechenzeit
und 1,5 TB Arbeitsspeicher nétig waren, stiegen diese Anforderungen fiir
das feine Rechengitter auf 48 000 CPUh Rechenzeit und 5,5 TB Arbeitsspei-
cher. Eine Verwendung des in Abschnitt 3.5.2 beschriebenen matrixfreien
Verfahrens erwies sich aufgrund der geringeren Konvergenzgeschwindigkeit
im Vergleich zur matrixbasierten Variante als nicht zielfithrend.

Obwohl keine vollstdndige Netzkonvergenz der Stabilitdtsanalyse erreicht
wurde, sollen im Folgenden dennoch qualitative Aussagen iiber die Entwick-
lung und die Struktur der auftretenden Instabilititen getroffen werden. Da
die rdumlichen Strukturen der Eigenmoden zwischen mittlerem und feinem
Gitter qualitativ ahnlich sind, und aufgrund des sehr hohen Rechenaufwands
der Stabilitdtsanalyse auf dem feinen Gitter wird dafiir das mittlere Gitter
verwendet. In Abbildung 5.3.6 wird die rdumliche Struktur der am stérks-
ten angefachten Eigenmode fiir den Fall I'y = 2,70, = 0,3 durch zwei Is-
ofldchen des Realteils der x-Geschwindigkeitsmode Re(0y /0y maz) = £0,05
visualisiert. Die Struktur der Eigenmode ist stark dreidimensional und ihr
Ursprung liegt im Riickstrémgebiet, das sich im Wirbelkern hinter der Stofs-
front bildet. Die Isoflichen bilden zwei ineinander verschlungene Spiralen
mit derselben Drehrichtung wie die des Wirbels der Grundstrémung.

Wirbelachsg/"’ Naherungsweise
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005 "%
0,00 &
<
—0,05 =,
)
, —0,10%
z i
T ] ~— Rampe
—» X

Abbildung 5.3.6: Rdumliche Struktur der am starksten angefachten Eigenmode
des Falls I'g = 2,70, = 0,3, visualisiert durch zwei Isoflichen
der x-Geschwindigkeitsmode, Re(0g/0z,maz) = £0,05

In Abbildung 5.3.7 wird der Betrag der normierten  x-
Geschwindigkeitskomponente der am stdrksten angefachten FEigenmode
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anhand von zwei Volumenschnitten dargestellt. In Abbildung 5.3.7(a) ist ein
y-normaler Volumenschnitt zu sehen, wobei die y-Position der Schnittebene
y = 30,579 der der Wirbelachse vor dem Verdichtungsstofs entspricht. Fir
den in Abbildung 5.3.7(b) gezeigten z-normalen Volumenschnitt entspricht
die z-Position der Schnittebene z = 4ry ungefdhr der Lage der Wirbelachse
stromab der Rampe. Die héchsten Amplituden des Eigenvektors treten im
Bereich des Riickstromgebiets stromab des Verdichtungsstofies auf, wobei
die rdumliche Struktur des Eigenvektors in positive y-Richtung verschoben
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Abbildung 5.3.7: Darstellung des Betrags der normierten X-

Geschwindigkeitskomponente der am stédrksten ange-

fachten Eigenmode anhand zweier Volumenschnitte,
I'o =2,70,6 = 0,3
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und damit deutlich asymmetrisch ist. Mit zunehmender x-Position nehmen
die Amplituden der x-Geschwindigkeitskomponente dann langsam ab.
Generell ist aufféllig, dass die rdumliche Struktur des Eigenvektors der
x-Geschwindigkeitskomponente sich nahezu komplett auf den Bereich
innerhalb des Wirbelkerns der Grundstromung beschrankt.

Analog zu Abbildung 5.3.7 wird in Abbildung 5.3.8 die Druckverteilung der
am starksten angefachten Eigenmode dargestellt. Hier treten die héchsten
Amplituden im Bereich stromab des Riickstromgebiets auf, und im Gegen-
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Abbildung 5.3.8: Darstellung des Betrags des normierten Druckes der am
starksten angefachten Eigenmode anhand zweier Volumen-

schnitte, I'o = 2,70,6 = 0,3
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satz zum Eigenvektor der x-Geschwindigkeitskomponente bleiben die hohen
Amplituden iiber eine deutlich grofere Lauflange des Wirbels erhalten. Zu-
dem ist auffillig, dass zwar, wie im Fall der x-Geschwindigkeitskomponente,
die hochsten Amplituden innerhalb des Wirbelkerns auftreten. Zusétzlich
sind jedoch auch in der Umgebung des Wirbels noch deutliche Strukturen
des Druckes zu erkennen. Insbesondere finden sich hohe Amplituden entlang
des Verdichtungsstofies, was auf Oszillationen der Stofifront hindeutet.

Bei einer Anderung der Parameter der Grundstrémung, also der Zirkula-
tion 'y und des Geschwindigkeitsdefizits 6 des Wirbels, dndert sich so-
wohl das resultierende Eigenwertspektrum als auch die rdumliche Struk-
tur der zugehorigen Eigenvektoren. Da die kritische Zirkulation, ab der
sich ein Riickstromgebiet im Wirbelkern bildet, vom Wert des Geschwin-
digkeitsdefizits im Wirbelkern abhéngt, sieche Abbildung 5.3.1, werden je-
weils beide Parameter gleichzeitig variiert. Geringfiigige Anderungen nur
einer der beiden Variablen, um deren Einfluss auf die Entwicklung der Ei-
genmoden zu untersuchen, waren nicht méglich, da die resultierenden An-
derungen der Eigenmoden kleiner waren als die Unsicherheit aufgrund der
fehlenden Netzkonvergenz. Der Einfluss einer Variation der Grundstrémung
auf die Eigenvektoren der Instabilitdt ist in Abbildung 5.3.9 beispielhaft
anhand der x-Geschwindigkeitskomponente der jeweils am stérksten ange-
fachten Eigenmode dargestellt. Fiir die beiden Fille 'y = 3,68, = 0,2
und 'y = 2,70, = 0,3 treten die héchsten Amplituden jeweils im Be-
reich des Riickstromgebiets im Wirbelkern auf, wobei der Fokus auf diesen
Bereich fiir den Fall T’y = 3,68, = 0,2 deutlicher ausgepragt ist als fiir
'y = 2,70, = 0,3. Im Gegensatz dazu finden sich die héchsten Ampli-
tuden fiir den Fall Ty = 1,65,6 = 0,4 weit stromab der Rampe, wihrend
im Bereich des Riickstromgebiets nur vergleichsweise niedrige Amplituden
auftreten. Eine mogliche Erkldarung hierfiir ist, dass die Eigenmoden der
zugehorigen absoluten Instabilitdt zusétzlich konvektiv angefacht werden,
wodurch die Amplituden der Eigenvektoren in Stromabrichtung kontinuier-
lich anwachsen.

In Abbildung 5.3.10 sind die Eigenspektren der Wirbel-Stof-Interaktion fiir
drei verschiedene Wirbel mit unterschiedlichem Geschwindigkeitsdefizit im
Kern dargestellt. Fiir alle drei Falle existiert mindestens ein angefachter
Eigenwert, wobei die dimensionslose Frequenz \; des jeweils am stédrksten
angefachten Eigenwerts mit zunehmender Zirkulation von A; = 0,039 fiir
den Fall I'g = 1,65,9 = 0,4 bis zu A; = 0,158 fiir den Fall 'y = 3,68,6 = 0,2
anwéchst. Fiir den in Abbildung 5.3.5 gezeigten Fall 'y = 2,70,6 = 0,3
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liegt der am stéarksten angefachte Eigenwert des mittleren Gitters bei
A = —0,019 4 0,106¢. Zusammen mit den internen Referenzwerten des
TAU-Codes, der Referenzgeschwindigkeit v,.; = 244,68 m/s und der Re-
ferenzlédnge l,.y = 0,04m, ergibt sich eine dimensionsbehaftete Frequenz
der Instabilitit von fosa = (Aivref)/(27lrer) = 103Hz, verglichen mit
der Frequenz fyrnys = 112Hz aus instationdren laminaren Navier-Stokes-
Simulationen (ULNS). Analog ergeben sich fiir den Fall Ty = 3,68,6 = 0,2
die Frequenzen fgssa = 153 Hz auf Basis der globalen Stabilitatsanalyse
und fyrnys = 164Hz auf Basis der instationdren Simulationen. Die Er-
gebnisse der GSA sagen also eine um 5% — 10% niedrigere Frequenz im
Vergleich zu den instationdren Simulationen voraus. Abweichungen in &hn-
licher Grofenordnung finden sich jedoch auch in der Literatur fiir die globale
Stabilitatsanalyse der Zylinderumstromung und des Shock-Buffets, wo sie
mit nicht-linearen Effekten erklért werden [14, 15]. Zudem ergibt sich allein
auf Basis der Netzabhéngigkeit der Frequenz des am stéarksten angefachten
Eigenwerts aus Abbildung 5.3.5 eine Anderung der Frequenz der Stabilitts-
analyse von Afgsa =~ 12Hz fiir den Fall Ty = 2,70,6 = 0,3, wodurch die
Unterschiede zwischen den Ergebnissen der URANS und der GSA nahezu
verschwinden. Eine abschliefsende belegte Begriindung fiir die beobachteten
Abweichungen kann jedoch leider nicht gegeben werden.
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Abbildung 5.3.10: Eigenwertspektren der Wirbel-Stof-Interaktion fiir drei ver-
schiedene Wirbel
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5.4 Zusammenfassung der Untersuchungen auf
Basis generischer Langswirbel

Das Ziel der Untersuchungen der Interaktion zwischen generischen Langs-
wirbeln und einem schiefen Verdichtungsstoff war es, durch Verwen-
dung einer einfacheren Geometrie einzelne Einfliisse auf die Wirbel-Stof-
Interaktion isoliert betrachten zu kénnen. Dazu wurden zwei Ansétze ver-
folgt: einerseits wurde die Wirbel-Stofs-Interaktion mithilfe instationérer nu-
merischer Simulationen direkt untersucht, andererseits wurden die Stabili-
tatseigenschaften stationdrer laminarer Stromungen mithilfe der globalen
Stabilitatsanalyse ausgewertet. Der Schwerpunkt lag dabei in beiden Fillen
auf der Untersuchung des Einflusses der Zirkulation I'y und des Geschwin-
digkeitsdefizits im Wirbelkern ¢, wihrend die Machzahl Ma = 1,48 und der
Rampenwinkel § = 11,5° fiir alle Simulationen konstant gehalten wurden.

Fiir niedrige Werte von I'g und 6 kommt es bei der Interaktion zwischen
einem Langswirbel und einem schiefen Verdichtungsstofs zunéchst zur so-
genannten schwachen Interaktion. Dabei wird die Stoffront durch die In-
teraktion mit dem Wirbel verformt, der Wirbel bleibt jedoch stabil und
zeigt kein Wirbelplatzen. Fiir 6 > 0 liegt dabei eine Reduktion der lo-
kalen Machzahl im Wirbelkern im Vergleich zur ungestérten Anstromung
vor, weshalb es zu einer Erhéhung des lokalen Stoffwinkels kommt. Analog
liegt fiir § < 0 eine Erhohung der lokalen Machzahl vor, was zu einer Re-
duktion des lokalen Stofwinkels, und damit einer Eindellung der Stofsfront
in Stromabrichtung fiihrt. Durch eine Erhéhung von I'g oder § wird der
axiale Impulsfluss im Wirbelkern reduziert, was eine destabilisierende Wir-
kung in Bezug auf das Wirbelplatzen durch die Wirbel-Stof-Interaktion hat.
Fiir ausreichend hohe Werte von I'g oder ¢ resultiert die Verzogerung der
Stromung infolge der Interaktion mit dem Verdichtungsstof in der Ausbil-
dung eines Riickstromgebiets im Wirbelkern, also in Wirbelplatzen. Fiir die
im Rahmen der Arbeit untersuchten Wirbelstromungen trat dabei haupt-
séchlich Wirbelplatzen vom Spiral-Typ auf, wobei die entstehenden Spiral-
strukturen mit abnehmendem J weniger stark ausgepriagt waren. Fiir den
Fall turbulenter Léngswirbel wurde zudem ein starker Einfluss der turbu-
lenten kinetischen Energie und der spezifischen turbulenten Dissipations-
rate festgestellt. Je hoher die turbulente kinetische Energie im Wirbelkern
stromauf des Verdichtungsstofes ist, desto stirker wird das Wirbelplatzen
verzogert. Im Gegensatz zu den laminaren Simulationen zeigen die URANS-
Simulationen auferdem auch fiir die Félle mit ausgepragtem Riickstromge-
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biet im Wirbelkern keine Spiralstruktur im Nachlauf des Wirbelplatzens.
Die skalenauflésenden IDDES-Ergebnisse zeigen dagegen ein dhnlich aus-
geprigtes Wirbelplatzen von Spiral-Typ wie die laminaren Simulationen.
Dieses Ergebnis unterstreicht die Bedeutung der skalenauflésenden Simula-
tionen fiir die korrekte Vorhersage des Wirbelplatzens.

Zusétzlich zur Interaktion eines einzelnen Wirbels wurde auch die gleich-
zeitige Interaktion zweier Lamb-Oseen-Wirbel mit einem Verdichtungsstof§
untersucht. Die Wirbelparameter wurden dabei so gewéhlt, dass der Haupt-
wirbel gerade geplatzt ist, wihrend der Steuerwirbel stabil ist. Dabei konnte
ein starker Einfluss des Drehsinns der Wirbel auf die resultierende Wirbel-
Wirbel-Interaktion nachgewiesen werden, wobei gleichsinnig drehende Wir-
bel grundséatzlich stdrker miteinander wechselwirkten als gegensinnig dre-
hende Wirbel. Ob bei gleichsinnig drehenden Wirbeln eine stabilisierende
Wirkung in Bezug auf das Wirbelplatzen durch die Wirbel-Stofs-Interaktion
vorliegt, hangt dabei mafgeblich vom Abstand der beiden Wirbel zueinan-
der ab. Grundsitzlich ergibt sich durch die Uberlagerung der Geschwin-
digkeitsfelder der beiden Wirbel eine Absenkung des Drucks im Wirbelkern
des Hauptwirbels, was einen destabilisierenden Effekt hat. Liegen die beiden
Wirbel jedoch eng beieinander, Ay < 3rg, kommt es zur Verschmelzung der
Wirbel, wodurch eine stabilisierende Wirkung erzielt wird. Im Fall gegen-
sinnig drehender Wirbel ergibt sich eine deutlich schwéchere Interaktion,
lediglich fiir den Fall Ay = 3ry ergibt sich eine leicht stabilisierende Wir-
kung aufgrund eines erhéhten Drucks im Wirbelkern des Hauptwirbels. Fiir
grofsere Abstinde wurde dagegen kein relevanter Einfluss beobachtet.

Basierend auf den Ergebnissen der numerischen Untersuchungen wurde an-
schlieffend ein neues Kriterium fiir das Wirbelplatzen aufgrund der In-
teraktion von Langswirbeln mit einem schiefen Verdichtungsstof aufge-
stellt. In Anlehnung an ein fritheres Kriterium von Hiejima [46] wird
dabei die Druckdifferenz zwischen Fernfeld und Wirbelachse vor und
nach dem Verdichtungsstofs beriicksichtigt. Wahrend Hiejimas Kriterium
diese Druckdifferenz jedoch mit der kinetischen Energie stromab des Ver-
dichtungsstofses ins Verhéltnis setzt, wird in der aktuellen Arbeit die kineti-
sche Energie stromauf des Verdichtungsstofes verwendet. Durch diese Ande-
rung ergibt sich eine deutlich bessere Ubereinstimmung mit den Ergebnissen
der numerischen Simulationen. Die Tatsache, dass das neue, empirische Kri-
terium bessere Ergebnisse erzielt als das analytische Kriterium von Thomer
lasst darauf schliefsen, dass die dem Kriterium von Thomer zugrundeliegen-
den Annahmen eine zu starke Vereinfachung darstellen und somit relevante
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Parameter der Wirbel-Stofk-Interaktion vernachléssigen. Als besonders pro-
blematisch ist dabei die Annahme einer ungestorten Strémung stromab des
Verdichtungsstofses anzusehen, wodurch jeglicher Einfluss des Wirbels auf
die Stromung stromab des Verdichtungsstofses vernachléssigt wird. Fiir den
Fall der gleichzeitigen Interaktion mehrerer Wirbel mit einem Verdichtungs-
stof werden die geringfiigige stabilisierende Wirkung gegensinnig drehender
Wirbel und die destabilisierende Wirkung gleichsinniger Wirbel korrekt wie-
dergegeben. Da fiir die Bestimmung des Wirbelkriteriums nur wenige cha-
rakteristische Grofen im Wirbelkern und im Fernfeld ausgewertet werden,
kann die stabilisierende Wirkung der Verschmelzung gleichsinnig drehender
Wirbel jedoch nicht beriicksichtigt werden, da ihr eine komplexe, dreidi-
mensionale Interaktion der Wirbel zugrunde liegt. Durch einen Vergleich
mit Ergebnissen zum Wirbelplatzen infolge der Wirbel-Stof-Interaktion aus
der Literatur konnte zudem gezeigt werden, dass das neue Platzkriterium
in einem breiten Machzahlbereich anwendbar ist und gute Vorhersagen der
Platzgrenze trifft.

Die Ergebnisse der globalen Stabilitdtsanalyse der Wirbel-Stofi-Interaktion
bestétigen grundsétzlich die Beobachtungen der konventionellen Simulatio-
nen, insbesondere in Hinblick auf den Einfluss von T'g und ¢§. Allerdings
zeigte sich auch eine deutlich stérkere Netzabhéngigkeit der Ergebnisse als
im Fall der Grundstromungsberechnungen. Aufgrund des sehr hohen Ar-
beitsspeicherbedarfs des Verfahrens war es mit den vorhanden Rechenka-
pazitdten nicht moglich, netzunabhéingige Ergebnisse zu erzielen. Auf de-
taillierte Parameterstudien oder die Beriicksichtigung des Einflusses eines
zweiten Wirbels musste deswegen verzichtet werden. Der direkte Vergleich
der Stabilitdtsanalyse mit instationdren Simulationen auf demselben Re-
chengitter zeigte dennoch gute Ubereinstimmung in Bezug auf die Stabili-
tatsgrenze. Die von der Stabilitdtsanalyse vorhergesagten Frequenzen waren
dabei 5 — 10% niedriger als die Frequenzen der instationdren Simulationen,
was im Bereich anderer Literatur liegt und zumindest teilweise durch die
fehlende Netzkonvergenz erkléart werden konnte.
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6 Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit wurden wirbeldominierte Stromungen im trans-
und supersonischen Geschwindigkeitsbereich numerisch untersucht. Der Fo-
kus lag dabei auf der Analyse der Wirbel-Wirbel- und der Wirbel-Stoft-
Interaktion und deren Einfluss auf die Stabilitdt der beteiligten Wirbel ge-
geniiber Wirbelplatzen. Zur Analyse kamen zwei unterschiedliche Testfal-
le: zum einen die Umstromung eines generischen Mehrfachdeltafliigels, des
DLR-F22-Modells, und zum anderen der Fall einer Rampe in Uberschall-
stréomung, an der sich ein schiefer Verdichtungsstof bildet, der mit analytisch
definierten Langswirbeln interagiert. Die numerischen Simulationen wurden
mit dem DLR-TAU-Code durchgefiihrt.

Im ersten Teil der Arbeit wurde die Umstrémung eines generischen Mehr-
fachdeltafliigels, des DLR-~F22-Modells, untersucht. Das Ziel der Untersu-
chungen war es, die Beeinflussung der Wirbeltopologie an einer realisti-
schen, wenn auch stark vereinfachten, Flugzeuggeometrie zu analysieren.
Um den Einfluss der Fliigelgrundform auf die Wirbeltopologie zu beriick-
sichtigen, wurden zwei verschiedene Konfigurationen des DLR-F22-Modells
ausgewahlt: die Dreifachdelta-Konfiguration F22-L.S1 und die Doppeldelta-
Konfiguration F22-L.00. Im Rahmen der Arbeiten wurde die Machzahl im
Bereich zwischen Ma = 0,50 und Ma = 1,41 und der Anstellwinkel von
a = 8° bis a = 28° variiert. Zur Beriicksichtigung des Schiebewinkelein-
flusses wurden zwei verschiedene Schiebewinkel beriicksichtigt, 8 = 0° und

B =5°.

Der Schwerpunkt der Arbeiten lag dabei auf der Umstrémung der F22-LS1-
Konfiguration bei Ma = 0,85. Im betrachteten Anstellwinkelbereich bil-
den sich an den verschiedenen Bereichen der Vorderkante drei verschiedene
Primérwirbel: der Vorkorperwirbel (VKW), der Strakewirbel (STW) und
der Hauptfliigelwirbel (HFW). Wihrend der HFW durchweg sehr schwach
ausgeprigt und somit von geringer Bedeutung fiir die Wirbel-Interaktion
war, wurden fiir VKW und STW sowohl Wirbel-Wirbel- als auch Wirbel-
Stofk-Interaktionen beobachtet. Dabei kam es in einem breiten Machzahl-
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und Anstellwinkelbereich zu einer Verschmelzung von VKW und STW im
Bereich iiber dem Strake. Es konnte gezeigt werden, dass eine Erhéhung
des Anstellwinkels oder der Machzahl in einer Verschiebung der Position
der Verschmelzung der Wirbel in Stromabrichtung resultiert. Im Fall der
Anstellwinkelvariation ist dies auf einen zunehmenden Abstand zwischen
VKW und STW mit zunehmendem Anstellwinkel zuriickzufiihren. Im Fall
der Machzahlvariation wurde dagegen gezeigt, dass die spatere Interaktion
durch eine Reduktion der Wirbelstiarke mit zunehmender Anstrémmachzahl
verursacht wird.

In Bezug auf die Wirbel-Stofs-Interaktion zeigte sich lediglich im hohen Un-
terschall eine starke Wirbel-Stofi-Interaktion, die zum Wirbelplatzen des
STW fiihrte. Bei den restlichen betrachteten Anstrémmachzahlen bildeten
sich im untersuchten Anstellwinkelbereich keine stark ausgepragten Verdich-
tungsstofe iber dem Bereich des Fliigels, in dem die Langswirbel lagen.

Beim Vergleich der Ergebnisse mit und ohne Schiebewinkel zeigte sich, dass
die luvseitigen Wirbel frither und die leeseitigen Wirbel spéter als im Fall
ohne Schiebewinkel platzen, was sich mit Ergebnissen aus der Literatur
deckt. Als Ursache wurden unterschiedlich hohe Druckdifferenzen iiber den
Verdichtungsstofs bei der Wirbel-Stofk-Interaktion identifiziert, die auf der
Luvseite jeweils hoher als auf der Leeseite waren.

Durch den Ubergang von einer Dreifachdelta-Konfiguration hin zu einer
Doppeldelta-Konfiguration dndert sich die Stromungstopologie deutlich. Im
Gegensatz zur Dreifachdelta-Konfiguration bildet sich am Doppeldelta da-
bei kein eigenstandiger Strakewirbel (STW), stattdessen wickelt sich die
abgelGste Scherschicht des Strakes um den existierenden Vorkérperwirbel
(VKW). Der resultierende Wirbel hatte im Vergleich zum STW am Drei-
fachdelta eine deutlich erhohte Axialgeschwindigkeit, wodurch das Wirbel-
platzen zu hoéheren Anstellwinkeln verschoben wurde. Ein Einfluss der Geo-
metriedAnderung auf den HFW wurde nicht beobachtet. Der HFW war &hn-
lich schwach ausgepragt wie in den Simulationen am Dreifachdelta, so dass
keine nennenswerte Wirbel-Wirbel-Interaktion zwischen dem STW und dem
HFW auftrat.

Fir den Grofteil der Simulationen am F22-Modell wurden URANS-
Simulationen auf Basis des klassischen Menter-SST-Turbulenzmodells ver-
wendet. Komplexere Turbulenzmodelle wurden im Rahmen einer Turbu-
lenzmodellstudie beriicksichtigt, jedoch war im Vergleich mit experimen-
tellen Ergebnissen keine generelle Verbesserung gegeniiber den Ergebnissen
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des Menter-SST-Modells feststellbar. Fiir Stromungszustdnde ohne Wirbel-
platzen iiber dem Fliigel wiesen die Ergebnisse der URANS-Simulationen
dabei generell eine gute Ubereinstimmung mit den experimentellen Ver-
gleichsdaten auf. Sobald es jedoch zu Wirbelplatzen iiber dem Modell kam,
traten teilweise deutliche Abweichungen zwischen Numerik und Experiment
zutage. Als besonders kritisch erwies sich dabei die Strémung im hohen
transsonischen Geschwindigkeitsbereich, da es hier zur Bildung von Verdich-
tungsstofien iiber dem Modell und damit zu einer Wirbel-Stof-Interaktion
kam. Erst durch die Verwendung eines skalenauflésenden IDDES-Verfahrens
konnte eine deutlich bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Er-
gebnissen erzielt werden, insbesondere in Bezug auf die Stiarke des Haupt-
fliigelwirbels. Aufgrund des hohen Rechenaufwands der skalenauflésenden
Simulationen konnten diese jedoch nur auf wenige Testfille angewandt wer-
den. Die Ergebnisse der aktuellen Arbeit deuten jedoch darauf hin, dass
klassische Turbulenzmodelle weiterhin hohe Unsicherheiten bei der Vorher-
sage von Stromungen mit Wirbelplatzen haben, und die Verwendung von
skalenauflésenden Verfahren fiir diese Fiélle trotz des hoheren Rechenauf-
wands notwendig ist.

Um eine direkte Vorgabe der relevanten Parameter der Wirbel-Stofs-
Interaktion zu ermoglichen, wurde im zweiten Teil der Arbeit ein weni-
ger komplexer Testfall ausgewahlt: die Interaktion generischer Langswirbel
mit einem Verdichtungssto®, der durch eine Rampe in einer Uberschallstro-
mung erzeugt wurde. Um den Parameterraum einzuschréanken, wurden der
Rampenwinkel ©® = 11,5° und die Anstrémmachzahl Ma = 1,48 fiir alle
betrachteten Fille konstant gehalten. Der Fokus lag auf der Untersuchung
des Einflusses der dimensionslosen Zirkulation I'y und des dimensionslosen
Geschwindigkeitsdefizits § auf die Stabilitat der Wirbel gegeniiber Wirbel-
platzen infolge der Wirbel-Stofs-Interaktion. Dabei variierte die Zirkulation
von 'y = 1,0 bis 'y = 6,0 und das Geschwindigkeitsdefizit von 6 = —0,1 bis
6 = 0,3. Die Beriicksichtigung von Wirbeln mit Strahlprofil, § < 0, stellt
dabei eine Besonderheit der Arbeit dar, da die meisten bisherigen Arbeiten
zur Wirbel-Stofs-Interaktion sich auf Wirbel mit Nachlaufprofil oder neu-
tralem Geschwindigkeitsprofil im Wirbelkern, 6 > 0, beschrinkten. Eine
weitere Besonderheit ist die Analyse der gleichzeitigen Wirbel-Wirbel- und
Wirbel-Stofs-Interaktion zweier Wirbel. Hierbei wurde untersucht, inwiefern
die Stabilitdt des Hauptwirbels durch die Interaktion mit einem Steuerwir-
bel beeinflusst werden kann.
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Bei der Untersuchung der Interaktion eines einzelnen Langswirbels mit ei-
nem schiefen Verdichtungsstofs wurde gezeigt, dass die Stabilitat des Wirbels
gegeniiber Wirbelplatzen mit zunehmender Zirkulation und zunehmendem
Geschwindigkeitsdefizit abnimmt. Wenn ein kritischer Werte der Zirkula-
tion oder des Geschwindigkeitsdefizits iiberschritten wird, bildet sich ein
Riickstromgebiet im Wirbelkern, es kommt also zu Wirbelplatzen. In na-
hezu allen untersuchten Fallen trat dabei Wirbelplatzen des Spiral-Typs
auf, wobei die Spiralstruktur fiir Wirbel mit Nachlaufprofil im Wirbelkern
deutlicher ausgepriagt war als fiir Wirbel mit Strahlprofil oder neutralem
Geschwindigkeitsprofil im Wirbelkern. Bei einer weiteren Erhéhung von T’y
oder 9 wanderte das Riickstromgebiet weiter stromauf und wuchs in der
Grofse an, wobei sich die Spiralstruktur mit zunehmender Groéfe des Riick-
stromgebiets zunehmend abschwéchte.

Um die Stabilitdt des Hauptwirbels zu beeinflussen, wurde anschliefiend
ein Steuerwirbel in das Stromungsfeld eingebracht. Dabei gelang es, die
Stabilitdt des Hauptwirbels gegeniiber Wirbelplatzen infolge der Wirbel-
Stok-Interaktion zu beeinflussen. Gegensinnig drehende Wirbel zeigten da-
bei generell eine schwichere Wechselwirkung miteinander als gleichsinnig
drehende Wirbel. Fiir sehr eng beieinander liegende Wirbel wurde ein ge-
ringer stabilisierender Einfluss des gegensinnig drehenden Steuerwirbels auf
den Hauptwirbel beobachtet, was auf eine Erhhung des Druckes im Wirbel-
kern zuriickgefiihrt werden konnte. Bei der Interaktion gleichsinnig drehen-
der Wirbel ergaben sich dagegen deutlich stérkere Auswirkungen, wobei in
Abhéngigkeit vom Abstand zwischen den Wirbeln sowohl stabilisierende als
auch destabilisierende Wirbel-Wirbel-Interaktionen beobachtet wurden. Als
Ursache liefen sich zwei gegenlaufige Effekte identifizieren. Einerseits resul-
tiert die Wirbel-Wirbel-Interaktion gleichsinnig drehender Wirbel in einer
Reduktion des Druckes im Wirbelkern des Hauptwirbels im Vergleich zum
Fall mit nur einem Wirbel, wodurch der Hauptwirbel destabilisiert wird.
Andererseits kommt es fiir ausreichend nah beieinander liegende Wirbel im
betrachteten Parameterbereich zur Verschmelzung der Wirbel, wobei der re-
sultierende kombinierte Wirbel wiederum stabiler ist als der urspriingliche
Hauptwirbel.

Ein Vergleich der numerischen Ergebnisse zur Wirbel-Stofs-Interaktion ge-
nerischer Wirbel der aktuellen Arbeit mit Vorhersagen von Wirbelplatzkri-
terien aus der Literatur zeigte nahezu im gesamten betrachteten Parame-
terbereich deutliche Diskrepanzen. Beriicksichtigt wurden dabei ein analy-
tisches Kriterium von Thomer [129] sowie ein empirisches Kriterium von
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Hiejima [46]. Basierend auf dem Wirbelplatzkriterium von Hiejima wurde
daher ein iiberarbeitetes Kriterium definiert, das deutlich bessere Vorher-
sagen im untersuchten Parameterbereich liefert. Fiir den Fall eines einzel-
nen Wirbels stimmen die Vorhersagen sehr gut mit den Ergebnissen der
numerischen Simulationen iiberein. Im Fall der gleichzeitigen Interaktion
zweier Wirbel mit einem schiefen Verdichtungsstoft wird sowohl die leichte
Stabilisierung durch gegensinnig drehende Wirbel als auch die Destabilisie-
rung durch gleichsinnig drehende Wirbel durch das neu definierte Wirbel-
platzkriterium qualitativ korrekt wiedergegeben. Durch einen Vergleich mit
Ergebnissen der Wirbel-Stof-Interaktion aus der Literatur konnte zudem
gezeigt werden, dass das iiberarbeitete Kriterium in einem weiten Mach-
zahlbereich anwendbar ist. Die Vorhersagen des neuen Kriteriums wiesen
dabei im gesamten beriicksichtigten Machzahlbereich eine deutlich bessere
Ubereinstimmung mit Ergebnissen aus der Literatur auf als die Kriterien
von Thomer und Hiejima.

Die meisten Simulationen mit generischen Wirbeln wurden auf Basis der
laminaren Navier-Stokes-Gleichungen durchgefiihrt. Nachdem bereits im
Rahmen der Untersuchungen am DLR-F22-Modell ein deutlicher Einfluss
der Turbulenzmodellierung auf die Wirbeltopologie festgestellt wurde, wur-
de auch fiir den Fall generischer Wirbel eine entsprechende Untersuchung
durchgefiihrt. Dabei fand einerseits das klassische Menter-SST-Modell und
andererseits ein skalenauflosendes IDDES-Verfahren Anwendung. Bei den
Simulationen auf Basis des Menter-SST-Turbulenzmodells wurde eine star-
ke Abhéngigkeit der Wirbel-Stofs-Interaktion der turbulenten kinetischen
Energie im Wirbelkern stromauf des Stofes beobachtet. Hohe Werte der
turbulenten kinetischen Energie fithrten dabei zu einer Verzogerung des
Wirbelplatzens. Zudem wiesen die turbulenten Wirbel ein deutlich ande-
res Wirbelplatzverhalten auf als die laminaren Wirbel, da sich selbst in den
Féllen, in denen ein Riickstromgebiet im Wirbelkern existierte, keine Spiral-
struktur im Nachlauf bildete. Im Gegensatz dazu wurde bei Verwendung der
IDDES &hnlich wie bei den laminaren Simulationen eine deutliche Spiral-
struktur stromab des Verdichtungsstofses beobachtet. Da es keinen Grund zu
der Annahme gibt, dass turbulentes Wirbelplatzen zwangsldufig stationér
ablauft, sprechen diese Ergebnisse dafiir, dass klassische Wirbelviskositéts-
modelle nicht fiir die korrekte Vorhersage des Wirbelplatzens geeignet sind.
Dies deckt sich mit den Ergebnissen der RANS-Simulationen am DLR-F22-
Modell, die eine gute Ubereinstimmung mit experimentellen Ergebnissen
fiir Stromungszustinde ohne Wirbelplatzen iiber dem Fliigel zeigten und
deutliche Abweichungen aufwiesen, sobald Wirbelplatzen auftrat.
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Den Abschluss der Arbeit bildet die Untersuchung der Stabilitat des Wir-
belplatzens infolge einer Wirbel-Stoft-Interaktion eines generischen Wirbels
mit einem eigens implementierten Verfahren der globalen Stabilitdtsanaly-
se. Dies stellt die vermutlich erste Anwendung dieses Ansatzes zur Untersu-
chung der Wirbel-Stof-Interaktion dar. Das dazu genutzte Verfahren wurde
im Rahmen der Arbeit in Python implementiert und validiert. Durch eine
systematische Variation der Zirkulation und des Geschwindigkeitsdefizits
eines Wirbels wurden drei geeignete Stromungsbedingungen nahe der Sta-
bilitdtsgrenze identifiziert. Die verschiedenen Félle wiesen dabei jeweils ein
Riickstromgebiet im Wirbelkern auf. Die Wirbel waren also bereits geplatzt,
konvergierten jedoch aufgrund numerischer Dissipation weiterhin auf eine
stationére Losung. Durch Anwendung der globalen Stabilitdtsanalyse wurde
fiir alle drei Falle jeweils mindestens eine angefachte Eigenmode identifiziert,
die dem Wirbelplatzen zugeordnet wurde. Die héchsten Amplituden der zu-
gehorigen Eigenfunktionen wurden im Gebiet des Wirbelkerns und entlang
der Stoffront gefunden, was auf Oszillationen des Riickstromgebiets im Wir-
belkern und der Lage des Verdichtungsstofies hindeutet. Die Frequenz der
jeweils am stérksten angefachten Instabilitdt nahm dabei mit zunehmender
Zirkulation des Wirbels zu, was durch Ergebnisse instationdrer Simulationen
bei denselben Stromungsbedingungen bestétigt wurde. Die von der globa-
len Stabilitatsanalyse vorhergesagten Frequenzen lagen dabei 5 — 10% unter
denen der instationdren Simulationen. Abweichungen &hnlicher Gréfsenord-
nung werden auch fiir andere Anwendungsfille der globalen Stabilitdtsana-
lyse beschrieben [15]. In Bezug auf die kritischen Parameter, die zum Uber-
gang von einer stationéren zu einer instationdren Stromung fiithrten, wurde
eine gute Ubereinstimmung zwischen globaler Stabilititsanalyse und insta-
tiondren Simulationen beobachtet. Im Rahmen einer Netzkonvergenzstudie
zeigte sich zudem, dass die Ergebnisse der globalen Stabilitdtsanalyse noch
nicht vollstdndig netzunabhéngig waren. Eine weitere Verfeinerung der ver-
wendeten Rechennetze war mit den vorhandenen Rechenkapazitdten nicht
moglich. Nichtsdestotrotz konnte erstmals erfolgreich gezeigt werden, dass
das Verfahren der globalen Stabilitdtsanalyse zur Untersuchung des Wirbel-
platzens infolge von Wirbel-Stof-Interaktion genutzt werden kann.

Aus den Ergebnissen der aktuellen Arbeit ergeben sich mehrere potentielle
Fragestellungen fiir nachfolgende Arbeiten. In Bezug auf die Untersuchung
der Wirbel an Deltafliigeln liegt es nahe, den Einfluss weiterer geometrischer
Parameter, wie beispielsweise der Spannweite oder der Lage der Knickpunk-
te der Vorderkante, auf die resultierende Wirbeltopologie zu untersuchen.
Die aktuelle Arbeit hat gezeigt wie eng stabilisierende und destabilisierende
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Wirbel-Wirbel-Wechselwirkungen beieinander liegen. Die Verwendung ak-
tiver Aktuatoren, die an die jeweilige Stromungssituation angepasst werden
koénnen, ist daher von grofsem Interesse. Abgesehen von der Verwendung
eines Steuerwirbels zur gezielten Beeinflussung der Stabilitdt von Wirbeln
sind dabei auch alternative Beeinflussungsmethoden, wie beispielsweise das
Ausblasen eines Strahls, denkbar. In der praktischen Anwendung ergibt sich
daraus der Vorteil, dass die exakte Vorgabe der Strahleigenschaften einfa-
cher ist als die eines Wirbels. Um Informationen iiber die optimale Positio-
nierung der aktiven Steuermechanismen zu erhalten, bietet sich des Weite-
ren eine Erweiterung des Verfahrens zur globalen Stabilitdtsanalyse um ein
adjungiertes Verfahren an. Dies ermdglicht die Identifizierung derjenigen
Gebiete im Stromungsfeld, in denen eine Aktuierung den gréfstmdoglichen
Einfluss auf die Stabilitdt des Wirbels hat.
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A Angaben zu Messpositionen

A.1 Druck- und Volumenschnitte am
DLR-F22-Modell

Im Rahmen der Arbeit wurden an verschieden Positionen iiber dem DLR-
F22-Modell Oberflachen- und Volumenschnitte ausgewertet. Die Positionen
der Schnitte S1 bis S6 ist durch die Lage der im Modell verbauten Druck-
messbohrungen gegeben, wiahrend die Schnitte P1 bis P12 durch die Lage
der Lichtschnitte der PIV-Messungen bestimmt wird. Die Positionen der
einzelnen Schnitte sind in Tabelle A.1.1 aufgefiihrt.

A.2 Kulite und Monitorpunkte am
DLR-F22-Modell

Zur Messung instationdrer Drucksignale wurden insgesamt 8 Kulite-Sonden
am DLR-F22-Modell verbaut. Die Positionen der Kulites K1 bis K8 sind
in Tabelle A.2.1 zu finden. Fiir die numerischen Untersuchungen wurden
zusétzlich innerhalb des Stromungsfelds weitere Monitorpunkte definiert,
an denen ebenfalls instationdre Driicke aufgezeichnet wurden.
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A.2 Kulite und Monitorpunkte am DLR-F22-Modell

Tabelle A.1.1: x-Positionen der Oberflachen- und Volumenschnitte

Bezeichnung Konfiguration Experimentelle Daten
F22-1.S1 F22-1.00
S1 —75mm —75mm PSI, PSP
So —475mm —47.5mm PSI, PSP
S3 42 mm 42 mm PSI, PSP
Ssp 42 mm 42 mm PSI, PSP
Sia — 100,5 mm PSI, PSP
Siar — 100,5 mm PSI, PSP
Sy 139 mm 139 mm PSI, PSP
Sy 139 mm 139 mm PSI, PSP
S5 181 mm 181 mm PSI, PSP
Se 271 mm 271 mm PSI, PSP
P —40 mm —40 mm PSP, PIV
P —10mm —10mm PSP, PIV
P 20 mm 20 mm PSP, PIV
Py 50 mm 50 mm PSP, PIV
P 80 mm 80 mm PSP, PIV
P 110 mm 110 mm PSP, PIV
P; 140 mm 140 mm PSP, PIV
P 170 mm 170 mm PSP, PIV
Py 200 mm 200 mm PSP, PIV
P 230 mm 230 mm PSP, PIV
Py 260 mm 260 mm PSP, PIV
Pio 290 mm 290 mm PSP, PIV
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A.2 Kulite und Monitorpunkte am DLR-F22-Modell

Tabelle A.2.1: Positionen der Kulites und Monitorpunkte am F22 Modell

Bezeichnung X y z

K 162 mm 92,15 mm 0 mm
Ky 200 mm 98,85 mm 0O mm
K 249 mm 107,49 mm 0mm
Ky 280mm 112,96 mm 0mm
Ks 162mm  —92,15mm 0Omm
Kg 200mm  —98,85 mm 0mm
K; 249 mm —107,49mm Omm
Kg 280mm —112,96mm Omm
MPq 50 mm 40 mm 10 mm
MP, 50 mm 80 mm 15 mm
MP5 100 mm 75 mm 15 mm
MPy 162 mm 92,15 mm 20 mm
MPs 200 mm 98,85 mm 10 mm
MPg 200 mm 98,85 mm 20 mm
MP 200 mm 160 mm 15 mm
MPg 250mm 107,49 mm 20 mm
MPy 280 mm 113 mm 20 mm
MP1g 50 mm —40 mm 10 mm
MPqq 50 mm —80 mm 15 mm
MP15 100 mm —75mm 15 mm
MPq3 162mm  —92,15mm 20mm
MPy 200mm  —98,85mm 10 mm
MPs5 200mm  —98,85mm 20 mm
MP1g 200 mm —160 mm 15 mm
MP17 250mm —107,49mm 20 mm
MPqg 280 mm —113 mm 20 mm
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B.1 Oberflichendruck F22-LS1-Konfiguration

B Zusatzliche Ergebnisse

B.1 Oberflachendruck F22-LS1-Konfiguration
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Abbildung B.1.1: Vergleich des Oberflaichendrucks am F22-LS1 Modell zwi-
schen Experiment und Numerik fiir verschiedene Machzahlen,

a=12°
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B.1 Oberflichendruck F22-LS1-Konfiguration
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Abbildung B.1.2: Vergleich des Oberflaichendrucks am F22-LS1 Modell zwi-
schen Experiment und Numerik fiir verschiedene Machzahlen,

a = 20°
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B.2 Oberflichendruck F22-L00-Konfiguration

B.2 Oberflichendruck F22-L00-Konfiguration
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Abbildung B.2.1: Vergleich des Oberflichendrucks an der F22-L00-
Konfiguration zwischen Experiment und Numerik fiir
verschiedene Anstellwinkel, Ma = 0,85
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B.2 Oberflichendruck F22-L00-Konfiguration
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Abbildung B.2.2: Vergleich des Oberflichendrucks am F22-L0O0 Modell zwi-

schen Experiment und Numerik fiir verschiedene Machzahlen,
a=12°
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B.2 Oberflichendruck F22-L00-Konfiguration
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Abbildung B.2.3: Vergleich des Oberflaichendrucks am F22-L00 Modell zwi-
schen Experiment und Numerik fiir verschiedene Machzahlen,
a=16°
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B.2 Oberflichendruck F22-L00-Konfiguration
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Abbildung B.2.4: Vergleich des Oberflichendrucks am F22-L0O0 Modell zwi-
schen Experiment und Numerik fiir verschiedene Machzahlen,

a = 20°
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B.3 Vergleich der Oberflachendriicke zwischen URANS und IDDES

B.3 Vergleich der Oberflachendriicke zwischen
URANS und IDDES
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Abbildung B.3.1: Vergleich des Oberflichendrucks am F22-L.S1 Modell zwi-
schen Experiment, URANS und IDDES, Ma = 0,85, o = 12°
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B.3 Vergleich der Oberflachendriicke zwischen URANS und IDDES
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Abbildung B.3.2: Vergleich des Oberflaichendrucks am F22-LS1 Modell zwi-
schen Experiment, URANS und IDDES, Ma = 0,85, a = 20°
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B.4 Vergleich der Geschwindigkeitsfelder zwischen URANS und IDDES
und PIV

B.4 Vergleich der Geschwindigkeitsfelder
zwischen URANS und IDDES und PIV
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Abbildung B.4.1: Vergleich der y-Geschwindigkeit iiber dem Hauptfliigel zwi-
schen PIV, URANS und IDDES, Ma = 0,85, a« = 16°
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B.4 Vergleich der Geschwindigkeitsfelder zwischen URANS und IDDES
und PIV
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Abbildung B.4.2: Vergleich der z-Geschwindigkeit iiber dem Hauptfliigel zwi-
schen PIV, URANS und IDDES, Ma = 0,85, = 16°
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B.4 Vergleich der Geschwindigkeitsfelder zwischen URANS und IDDES
und PIV
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Abbildung B.4.3: Vergleich der x-Geschwindigkeit iiber dem Hauptfliigel zwi-
schen PIV, URANS und IDDES, Ma = 0,85, a = 20°

183



B.4 Vergleich der Geschwindigkeitsfelder zwischen URANS und IDDES
und PIV
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Abbildung B.4.4: Vergleich der y-Geschwindigkeit iiber dem Hauptfliigel zwi-
schen PIV, URANS und IDDES, Ma = 0,85, a = 20°
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B.4 Vergleich der Geschwindigkeitsfelder zwischen URANS und IDDES
und PIV
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Abbildung B.4.5: Vergleich der z-Geschwindigkeit iber dem Hauptfliigel zwi-
schen PIV, URANS und IDDES, Ma = 0,85, a« = 20°
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B.4 Vergleich der Geschwindigkeitsfelder zwischen URANS und IDDES
und PIV
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