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1 Einleitung

1.1 Hintergrund: Geschichte der Raketenantriebe

Die ersten Flüssigkeitsraketentriebwerke, die durch Hermann Oberth und spä-
ter von Wernher von Braun in Deutschland, Robert Goddard in den USA und
Konstantin E. Ziolkowski in Russland entworfen und gebaut wurden, stützten
sich auf �üssigen Sauersto� und Kohlenwassersto�e als Treibsto�e. Im Zuge der
Rüstungsanstrengungen während des zweiten Weltkrieges wurde die Technik der
Flüssigkeitsraketentriebwerke stetig weiterentwickelt. Nach dem Ende des Krie-
ges bildete die Erfahrung der Wissenschaftler aus Deutschland die Basis für die
Weiterentwicklung der Technik für die zivile Nutzung und die Eroberung des
Weltraums. Dabei wurden sowohl in den USA als auch in der früheren UdSSR
ausgehend von der deutschen A4-Rakete nach und nach Trägersysteme mit im-
mer gröÿeren Nutzlasten und Reichweiten entwickelt.
Die im von Wernher von Braun entwickelten A4-Motor verwendete Treibsto�kom-
bination aus �üssigem Sauersto� (LOX) und wässriger Methanol-Lösung (75vol
% Methanol) wurde dabei bald durch die Kombination LOX/Kerosin ersetzt, um
gröÿere Leistungsdichten zu ermöglichen. Während für militärische Zwecke nach
und nach lagerfähige und hypergole Treibsto�kombinationen wie Monomethyl-
hydrazin und Disticksto�tetroxid (MMH/N2O4) entwickelt wurden, wurde die
Technik der Kohlenwassersto�-basierten Antriebe für die amerikanischen Träger-
familien Saturn, Delta und Atlas weiterentwickelt, um im F1-Motor der Saturn
V einen Zenit zu erreichen. Die Evolution der Wassersto�technologie im Zuge
der Entwicklung des Space Shuttle führte dann im Laufe der Jahre in den USA
dazu, dass das Verständnis für LOX-Kerosin-Triebwerke nicht wesentlich vertieft
wurde. In der früheren Sowjetunion dagegen bildete die Treibsto�kombination
LOX/Kerosin weiterhin die Standardkon�guration für die groÿen Trägersysteme
und wird heute noch in Haupt- und Oberstufen von Proton und Soyuz verwendet.
In Deutschland wurde 1966 durch die Firma MBB die Machbarkeit des Haupt-
stromverfahrens mit Hilfe der Treibsto�kombination LOX/Kerosin nachgewiesen;
die Arbeiten fanden jedoch keine Fortsetzung.
Bei der Entwicklung der Triebwerke stieÿen die Ingenieure in der UdSSR und den
USA auf massive Probleme, welche durch hochfrequente Verbrennungsschwingun-
gen hervorgerufen wurden und kostspielige und zeitaufwändige Programme zur
Lösung notwendig machten. Dabei musste vor allem bei der Treibsto�kombinati-
on LOX/Kerosin ein Kompromiss zwischen stabiler Verbrennung und hohem Ver-
brennungswirkungsgrad gefunden werden. Alle in den Programmen gesammelten
Erfahrungen machen deutlich, dass es schon während der ersten Entwicklungs-
phase eines neuen Triebwerks wichtig ist, ein umfangreiches und tiefes Verständnis
über die die Verbrennung beein�ussenden Prozesse zu haben.
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1 Einleitung

1.2 Motivation: Wiederverwendbare Trägersysteme der
nächsten Generation

Europa verfügt mit den Trägerraketen der Ariane-Familie über einen leistungs-
fähigen und zuverlässigen Zugang zum All. In den Jahren 1979 bis 1988 legten
die mit Ariane 1 bis Ariane 3 gesammelten Erfahrungen den Grundstein für den
groÿen kommerziellen Erfolg der Ariane 4, die in verschiedenen Versionen von
1988 bis 2003 im Einsatz war. Mit Ariane 5 steht derzeit ein Raumtransportsys-
tem zur Verfügung, mit dem bis zu 10 Tonnen Nutzlast in einen geostationären
Orbit befördert werden können.
Während Ariane 5 den Dienst aufnahm, wurden innerhalb der in der europäi-
schen Raumfahrtorganistaion ESA beteiligten Nationen bereits Szenarien für
einen Nachfolger beziehungsweise eine Ergänzung des Systems diskutiert. Ziel
ist es, sowohl den eigenständigen Zugang Europas zum All zu sichern als auch
auf dem Gebiet der kommerziellen Raumfahrt konkurrenzfähig zu bleiben. Durch
die Entwicklung der Raumfahrt in Schwellenländern wie China und Indien und
das wachsende Angebot an russischen Trägersystemen auf dem kommerziellen
Markt zum Transport von Satelliten ergab sich der Zwang, Kosten zu reduzieren,
um keine Marktanteile an Mitbewerber zu verlieren. Die Rahmenbedingungen
für die Entwicklung neuartiger Trägersysteme sind damit gesteckt: Diese müssen
mindestens so zuverlässig sein wie die Systeme, die sich derzeit im Einsatz be�n-
den. Gleichzeitig müssen die Kosten für den Transport eines Kilogramms Nutzlast
gegenüber den aktuellen Preisen nahezu halbiert werden. Um dieses Ziel zu errei-
chen, ist es notwendig, nach Alternativen zur etablierten Treibsto�kombination
Wassersto�/Sauersto� zu suchen.
Die Verwendung von Kohlenwassersto�en und insbesondere von Kerosin bietet
den Vorteil, durch Vereinfachungen in der Handhabung die Betriebskosten ei-
nes solchen Systems zu senken. Zwar ist die erzielbare spezi�sche Leistung bei
LOX/LH2 höher, Kerosin weist jedoch eine wesentlich höhere Dichte auf, was
kompakte Bauweisen und damit Gewichtsersparnisse ermöglicht. Ein weiterer
Vorteil der Verwendung von Kohlenwassersto�en gegenüber hypergolen Motoren
und Feststo�antrieben, wie sie im kostengünstigen System �Vega� zum Einsatz
kommen sollen, besteht in der vergleichsweise guten Umweltverträglichkeit, da
weder die Treibsto�e noch die Reaktionsprodukte toxisch oder ätzend sind und
die Atmosphäre nicht durch die Freisetzung von Halogen- und Metalloxidverbin-
dungen belasten.
Eine der gröÿten Herausforderungen, welche der Zwang zur Kostenreduzierung
mit sich bringt, ist die Wiederverwendbarkeit des Antriebs. Gerade im Bereich der
Kühlung von Brennkammer und Düse stellt dies hohe Anforderungen an die Güte
der Auslegung und Konstruktion neuer Motoren. Russland verfügt bereits über
fundiertes Wissen im Umgang mit Kerosin in Raketentriebwerken. Doch auch hier
gibt es � abgesehen von der hohen Zyklenzahl, welche mit dem RD-170-Triebwerk
auf dem Prüfstand erreicht wurde � keine Erfahrungen mit wiederverwendbaren
Trägersystemen. Bei der Entwicklung eines neuen europäischen Antriebs gilt es
also, die bestehenden Erfahrungen und Kenntnisse nachzuvollziehen und dabei
auf eine fundierte wissenschaftliche Basis zu stellen. Nur ein tiefes Verständnis
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1.3 Ziel: Charakterisierung von Einspritzelementen für Sauersto� und Kerosin

der zugrundeliegenden Zusammenhänge, welches über das bloÿe Vorgehen nach
dem Motto �Versuch und Irrtum�hinausgeht, erlaubt es die anspruchsvollen Ziele
der Zukunft zu erreichen.

1.3 Ziel: Charakterisierung von Einspritzelementen für
Sauersto� und Kerosin

Der Auslegung des Einspritzsystems kommt bei der Entwicklung neuer Antriebs-
systeme aus mehreren Gründen eine besondere Bedeutung zu: Seine Gestaltung
bestimmt nicht nur die Güte der Energiefreisetzung und damit die E�zienz des
Antriebs. Sie beein�usst auch wesentlich die lokale Verteilung der Wärmefreiset-
zung in der Brennkammer und spielt deshalb bei der Verhinderung von Verbren-
nungsschwingungen, der Auslegung des Brennkammerkühlsystems sowie der Le-
bensdauervorhersage eine entscheidende Rolle. Eine grundlegende experimentelle
Studie verschiedener Einspritzkonzepte ist eine geeignete Basis, um umfassende
Erfahrungen zu sammeln.
Am Lehrstuhl für Flugantriebe wurde deswegen im Jahr 2002 ein Subscale-Prüfstand
für Raketenbrennkammern in Betrieb genommen. Ziel der Untersuchungen, die in
einer wassergekühlten Einzel-Element-Brennkammer durchgeführt worden sind,
ist die Optimierung von Einspritzelementen, wie sie in Hauptstromtriebwerken für
Sauersto� und Kerosin zum Einsatz kommen. Dazu muss geklärt werden, welchen
Ein�uss die Änderung ausgewählter Entwurfsparameter auf die Leistungscharak-
teristik des Injektors haben.
Mehrere Gröÿen werden zur Beantwortung dieser Frage analysiert. Die Druckver-
luste, welche im Element entstehen, werden sowohl in Spraytests ohne Verbren-
nung als auch im Heiÿtest analysiert. Dies ermöglicht Rückschlüsse auf die zu er-
wartende Qualität des Sprays sowie den Ein�uss, welchen die Verbrennung auf die
Durchströmung des Injektors ausübt. Eine Messung des statischen Brennkammer-
druckes erlaubt es in Verbindung mit einer Erfassung der zugeführten Treibsto�-
massenströme, den Verbrennungswirkungsgrad zu berechnen. Dieser wird wesent-
lich vom Einspritzelement beein�usst und stellt eine der wichtigsten Zielgröÿen
bei der Entwicklung einer Schubkammer dar. Durch die Messung des Druckes an
mehreren axialen Positionen in der Brennkammer können Rückschlüsse auf die
Verteilung der Wärmefreisetzung in der Brennkammer gezogen werden. Wie sich
die Gestaltung des Injektors auf die axiale Verteilung und Höhe des Wandwärme-
stroms auswirkt, ist eine weitere Frage, die mit Hilfe der gewonnenen Messdaten
beurteilt werden soll. Hierfür wird die in das Kühlmedium abgeführte Wärme-
menge aus der Änderung des Druckes und der Temperatur, welche das Wasser
beim Durchströmen des Kühlsystems erfährt, berechnet.
Die Durchführung der Experimente in einer Einzelelement-Brennkammer bietet
die Möglichkeit, sehr detailliert einzelne E�ekte von Konstruktionsvarianten ohne
die Interaktion der Elemente untereinander zu untersuchen. Die so gewonnenen
Erkenntnisse können dazu benutzt werden, die verschiedenen Injektoren gezielt
zu einer Einspritzkon�guration eines Multi-Element-Kopfes zu kombinieren, de-
ren axiale und radiale Verteilung der Wärmefreisetzung den möglichst e�ektiven
Betrieb der Schubkammer bei hoher Stabilität der Verbrennung und gleichzeitig
geringer Belastung der Struktur sicherzustellen.
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2 Grundlagen der
Flüssigkeitsraketentriebwerke

2.1 Thermodynamische Zusammenhänge und De�nitionen
der Raketentechnik

Die Erzeugung des Schubes geschieht beim Raketentriebwerk durch die Expansi-
on heiÿer Gase in einer konvergent-divergenten Düse (�Laval-Düse�). Der Schub
F eines Raketentriebwerkes kann durch die Anwendung des Impulserhaltungssat-
zes auf ein das Triebwerk einhüllendes Kontrollvolumen berechnet werden (siehe
Abbildung 2.1).

Abb. 2.1: De�nition des Schubes eines Raketenantriebs

Bezeichnen ve die Geschwindigkeit und pe den statischen Druck des Gases am
Düsenaustritt der Fläche Ae und ṁ den Massenstrom des heiÿen Gases, erhält
man:

F = ṁ · ve + (pe − p∞) · Ae . (2.1)

Setzt man diesen Schub in Bezug zum durchgesetzten Massenstrom, erhält
man den so genannten �spezi�schen Impuls� Isp. Dieser wird in der Regel mit der
Erdschwerebeschleunigung g0 normiert1:

Isp =
F

ṁ · g0

. (2.2)

Die Austrittsgeschwindigkeit aus der Düse kann für eine isentrope Strömung wie
folgt bestimmt werden. Unter der Annahme, dass die Strömungsgeschwindigkeit
1In der Literatur wird an einigen Stellen auch die heute nicht mehr gebräuchliche De�nition des
spezi�schen Impulses angegeben, bei der die Normierung mit der Erdbeschleunigung unterbleibt.
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2 Grundlagen der Flüssigkeitsraketentriebwerke

in der Brennkammer vernachlässigbar ist, vc = 0, gilt

cp · Tc = cp · Te +
ve

2

2
. (2.3)

Hierin markieren die Indizes e wiederum Gröÿen am Austritt der Düse, wohin-
gegen c die Werte in Brennkammer bezeichnet. Die Austrittsgeschwindigkeit ve

lässt sich mit der De�nition der isobaren Wärmekapazität cp

cp =
κ

κ− 1
· R
M

(2.4)

darstellen als

ve =

√
2κ

κ− 1
· Tc · R

M

(
1− Te

Tc

)
. (2.5)

Die Verwendung der Isentropenbeziehung

pe

pc

=

(
Te

Tc

) κ
κ−1

(2.6)

führt schlieÿlich zu

ve =

√
2κ

κ− 1
· Tc · R

M

(
1− pe

pc

)κ−1
κ

. (2.7)

Die Austrittsgeschwindigkeit ve der Gase aus der Düse wird also durch die
molare Masse des Gases M , seinen Isentropenkoe�zienten κ sowie die Verbren-
nungstemperatur Tc und Druckverhältnis zwischen Brennkammer- und Umge-
bungsdruck bestimmt. R ist die universelle Gaskonstante zu 8,3143 kJ/kmol.
Wegen der Schallbedingung im engsten Querschnitt strebt die Auströmgeschwin-
digkeit bei Expansion ins Vakuum gegen einen endlichen Maximalwert:

ve,max =

√
2κ

κ− 1
· Tc · R

M
. (2.8)

Um das Gas auf den vorliegenden Gegendruck pe = p∞ zu entspannen, muss das
Flächenverhältnis εe der Düse entsprechend gewählt werden. Dieses beschreibt
den Quotienten aus Düsenend�äche und Fläche des Halses:

εe =
Ae

At

=

√
κ−1

2

(
2

κ+1

)κ+1
κ−1

(
pe

pc

) 1
κ ·

√
1−

(
pe

pc

)κ−1
κ

. (2.9)
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2.1 Thermodynamische Zusammenhänge und De�nitionen der Raketentechnik

Für das Erreichen der Schallgeschwindigkeit im Düsenhals und die nachfolgende
Expansion des Abgasstrahls in den Überschall ist das Druckverhältnis zwischen
Brennkammer und Düsenhals von Bedeutung. Dieses muss kleiner oder gleich
dem kritischen Druckverhältnis Πkrit sein:

Πkrit =
pt,krit

pc

=

(
2

κ + 1

) κ
κ−1

. (2.10)

Der Massenstrom durch eine kritisch durchströmte Düse lässt sich unabhän-
gig vom Gegendruck durch die Zustandsgröÿen in der Brennkammer und den
Halsquerschnitt festlegen:

ṁ = pc · At ·
√

κ ·M
R · Tc

(
2

κ + 1

)κ+1
κ−1

. (2.11)

Der gesamte Massenstrom setzt sich gemäÿ dem Mischungsverhältnis O/F aus
Oxidator und Brennsto� zusammen. Mit der De�nition des Mischungsverhältnis-
ses

O/F =
ṁOx

ṁF

(2.12)

folgt für den Massenstrom

ṁ = ṁF · (1 + O/F ) mit . (2.13)

Zur Berechnung des stöchiometrischen Mischungsverhältnisses O/Fst. kann die
vollständige Oxidation eines Modellbrennsto�s mit der chemischen Summenfor-
mel C12H23 herangezogen werden:

C12H23 + 17, 75O2 −→ 12CO2 + 11, 5H2O . (2.14)

Für die Treibsto�kombination Sauersto�/Kerosin ergibt sich unter der Berück-
sichtigung der jeweiligen molaren Massen ein stöchiometrisches Mischungsver-
hältnis von O/Fst. = 3, 4.
Eine wichtige Kenngröÿe, die für die Auslegung eines Raketentriebwerkes ver-

wendet wird, ist die so genannte �charakteristische Geschwindigkeit�. Sie wird
berechnet, indem die Kraft,welche sich aus der Multiplikation des Brennkam-
mertotaldruckes mit der Halsquerschnitts�äche ergibt, auf den durchgesetzten
Massenstrom bezogen wird:

c∗ =
pc · At

ṁ
. (2.15)

Sind die Treibsto�kombination, welche die charakteristische Geschwindigkeit be-
ein�usst, sowie der notwendige Massenstrom und gewünschte Brennkammerdruck
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2 Grundlagen der Flüssigkeitsraketentriebwerke

bekannt, kann die erforderliche Halsquerschnitts�äche berechnet werden. Mit Hil-
fe der Gleichung (2.11) lässt sich diese auch darstellen als:

c∗ =

√
Tc

κ
· R
M

(
κ + 1

2

)κ+1
κ−1

. (2.16)

In dieser Darstellung wird o�ensichtlich, dass die charakteristische Geschwin-
digkeit eine Kenngröÿe ist, die nicht durch die Geometrie der Schubkammer,
sondern nur durch die Treibsto�kombination und Betriebsparameter wie das Mi-
schungsverhältnis O/F oder den Brennkammerdruck pc bestimmt wird. Diese
legen fest, welche Verbrennungstemperatur und Gaszusammensetzung sich in der
Brennkammer einstellen. Weil die charakteristische Geschwindigkeit eine geome-
trieunabhängige, für die jeweilige Treibsto�zusammensetzung spezi�sche Gröÿe
ist, kann mit ihrer Hilfe der Verbrennungswirkungsgrad in einem Raketentrieb-
werk bestimmt werden. Er wiederum gibt Aufschluss über die Güte der Ge-
mischaufbereitung und -verbrennung.
Eine weitere wichtige Gröÿe zur Beschreibung einer Raketenbrennkammer ist
die so genannte �Charakteristische Länge� L∗. Sie ist de�niert als Quotient aus
Brennkammervolumen Vc und Halsquerschnitts�äche At:

L∗ =
Vc

At

. (2.17)

Die minimal erforderliche charakteristische Länge kann mit Hilfe der zu erwar-
tenden Reaktionszeit sowie der Kontinuitätsgleichung abgeschätzt werden. Drückt
man das Brennkammervolumen mit Hilfe der Reaktionszeit tr in der Form

Vc =
tr · ṁ

ρc

(2.18)

aus, erhält man unter Einbeziehung der Gleichung (2.15) eine Abschätzung der
charakteristischen Länge in Abhängigkeit der Betriebsbedingungen in der Brenn-
kammer und der Reaktionszeit der Treibsto�partner:

L∗ =
tr · pc

ρc · c∗ . (2.19)

Die Reaktionszeit wird ebenso wie die charakteristische Geschwindigkeit durch
die Treibsto�kombination, das Mischungsverhältnis und den Brennkammerdruck
bestimmt. Die charakteristische Brennkammerlänge hängt folglich vom Betrieb-
spunkt, das heiÿt Mischungsverhältnis und Brennkammerdruck, und von der
verwendeten Treibsto�kombination ab. Typische Werte für ausgeführte Kerosin-
Triebwerke sind L∗=0,98 m für das F1-Triebwerk und 1,22 m für den H1-Motor.
Die Machzahl in der Brennkammer wird durch das so genannte Kontraktionsver-
hältnis εc festgelegt:

εc =
Ac

At

=

(
dc

dt

)2

. (2.20)
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2.2 Arbeitsverfahren von Pumpentriebwerken

Die Kontinuitätsgleichung für ein Kontrollvolumen zwischen Brennkammer und
Hals lautet

ρc · cc · Ac = ρt · ct · At (2.21)

Diese lässt sich mit der Zustandsgleichung des idealen Gases und der De�nition
der Machzahl umformen zu

pc ·Mac ·
√

κ ·R
Tc

= pt ·Mat ·
√

κ ·R
Tt

. (2.22)

Tri�t man die Annahme, dass die Strömung reibungsfrei und adiabat ist und
nimmt man ferner an, dass die Zusammensetzung des Gases unverändert bleibt,
kann man diese mit Hilfe der Machzahlbeziehung

Tt = T ·
(

1 +
κ− 1

2
·Ma2

)
(2.23)

und der Isentropenbeziehung

pt

p
=

(
Tt

T

) κ
κ−1

(2.24)

umformen zu

Ac

At

=

(
1 + κ−1

2
·Ma2

c

1 + κ−1
2

) κ+1
2(κ−1)

. (2.25)

Ein typischer Wert für das Kontraktionsverhältnis in modernen Raketentriebwer-
ken ist 2,5.

2.2 Arbeitsverfahren von Pumpentriebwerken
Zur Förderung der Treibsto�e kommen in Hauptstromtriebwerken in der Regel
Turbopumpensysteme zum Einsatz, welche durch einen Gasgenerator und nach-
geschaltete Turbinen angetrieben werden. Dabei werden zwei Gruppen von An-
triebssystemen unterschieden: Beim Nebenstromverfahren wird das Gas, welches
zum Antrieb der Turbinen genutzt wird, durch separate Schubdüsen entspannt.
Es ist zum Beispiel beim Vulkan-Triebwerk, dem Antrieb der Ariane 5, verwirk-
licht. Beim Hauptstromverfahren dagegen wird das Turbinenabgas der Haupt-
brennkammer zugeführt, von wo es nach weiteren Verbrennungsreaktionen an
der Expansion durch die Schubdüse teilnimmt. Innerhalb dieser beiden Klassen
gibt es wiederum eine Reihe von Variationen. So können für die Vorverbrennung
eine oder zwei Vorbrennkammern zum Einsatz kommen, die Turbinen können auf
einer Welle angeordnet oder mit Hilfe eines Getriebes angeschlossen sein. Bei-
spiele für ausgeführte Hauptstromtriebwerke sind das Haupttriebwerk des Space
Shuttle, SSME, oder das russische RD-170. Beim Expander-Verfahren entfällt der
Gasgenerator und die Turbinen werden mit Hilfe von Brennsto�, der zuvor in den
Kühlkanälen erhitzt wurde, angetrieben.
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2 Grundlagen der Flüssigkeitsraketentriebwerke

2.3 Hauptkomponenten eines Flüssigkeitsraketenmotors
Das System Raketenantrieb kann in mehrere Subsysteme unterteilt werden, wel-
che zum Teil in einer wechselseitigen Abhängigkeitsbeziehung zueinander stehen.
Die klassische Unterteilung folgt dabei konstruktionsbedingten Systemgrenzen.
Das Antriebssystem besteht aus dem Treibsto�system mit Tanks und deren Be-
drückungsvorrichtungen sowie dem eigentlichen Triebwerk. Unter diesem Begri�
sind das Turbopumpensystem, die Hauptventile und die Schubkammer zusam-
mengefasst. Die Schubkammer wiederum setzt sich aus dem Einspritzkopf, der
Brennkammer und der Düsenerweiterung zusammen.

2.3.1 Pumpen, Vorbrennkammer und Turbinen
Die Dimensionierung der Pumpen wird von der Wahl der Treibsto�kombination
und dem erforderlichen Schub des Triebwerks bestimmt. Durch diese Parameter
werden die Volumenströme, die zu fördern sind, festgelegt. Sie bestimmen gemein-
sam mit der maximal möglichen Drehzahl, welche wiederum durch Faktoren wie
die Werksto�festigkeit der Bauteile oder die Kavitationsgefahr beein�usst wird,
die Geometrie und den Betriebspunkt der Pumpen. Im einfachsten Fall sitzen bei-
de Pumpen auf einer Welle und werden von derselben Turbine angetrieben. Dies
ist zum Beispiel beim amerikanischen F1 oder dem russischen RD-0120 der Fall.
Die Treibsto�kombination kann es aufgrund der mitunter stark unterschiedlichen
Dichten der Medien erforderlich machen, dass beide Pumpen mit verschiedenen
Drehzahlen betrieben werden. Hierfür bietet es sich an, die Pumpen mit einer
gemeinsamen Turbine anzutreiben und die Drehzahlen mit Hilfe eines Getriebes
einzustellen. Dieser Weg wurde beim ersten LOX/LH2 Triebwerk in den USA,
dem RL 10 und auch beim europäischen HM7 der Ariane 1 bis 4 gegangen. Soll
das Drehzahlverhältnis frei wählbar sein, muss jede Pumpe wie beim japanischen
LE7 mit einer eigenen Turbine angetrieben werden. Die meisten Freiheitsgra-
de und höchste Leistungsausbeute erhält man, wenn sowohl Oxidator als auch
Brennsto� über einen eigenständigen Aufbau aus Pumpe, Vorbrennkammer und
Turbine verfügen. Ein Beispiel für diese Bauweise ist der Antrieb des amerikani-
schen Space Shuttle, SSME.

2.3.2 Einspritzkopf
Der Einspritzkopf stellt den Beginn der Brennkammer dar. Hier werden Brenn-
sto� und Oxidator über die so genannten Manifolds den einzelnen Einspritz-
elementen im jeweiligen Dom zur Verfügung gestellt. Neben der Aufnahme der
Einspritzelemente muss beim Entwurf des Einspritzkopfes auch eine gleichmäÿige
beziehungsweise gezielt eingestellte Zufuhr der Treibsto�e zu den einzelnen Ele-
menten realisiert werden. Weitere Anforderungen sind eine hinreichende Kühlung
der Frontplatte sowie gegebenenfalls die Unterbringung von Resonanzräumen zur
Vermeidung von Verbrennungsschwingungen. Die Gestaltung des Einspritzsys-
tems und der Injektoren spielt bei der Entwicklung von Raketenantrieben eine
herausragende Rolle. Neben der Zerstäubung und Vermischung der beiden Treib-
sto�komponenten als Hauptaufgabe wird eine Reihe von weiteren Faktoren durch
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2.4 Raketentriebwerke für Sauersto� und Kerosin

die Konstruktion des Injektors beein�usst. Als Beispiel seien hier Verbrennungs-
schwingungen genannt. Diese können durch die axiale und radiale Verteilung
des Gemischs oder durch die Integration von Resonanzräumen in den Elemen-
ten selbst beein�usst werden [?], [6]. Ferner verhindert der Druckverlust über das
Einspritzelement, dass Druckschwankungen aus dem Brennraum in das zuführen-
de Leitungssystem übertragen werden. Eine Reihe von Entwicklungsprogrammen
war durch erhebliche Probleme mit Verbrennungsschwingungen gekennzeichnet,
welche nur durch eine Änderung der Einspritzung gelöst werden konnten. Lokal
begrenzte Unterschiede in der Vermischung und Aufbereitung der Treibsto�e än-
dern nicht unbedingt den Verbrennungswirkungsgrad einer Brennkammer, führen
jedoch unter Umständen zum Versagen des gesamten Bauteils aufgrund lokaler
Temperaturspitzen. Aus diesem Grund hat die Erforschung der Gemischbildung
und -aufbereitung nach wie vor einen sehr groÿen Stellenwert bei der Entwicklung
neuer Raketenmotoren. Auf die verschiedenen Möglichkeiten der Treibsto�ein-
spritzung wird in Kapitel 4 eingegangen.

2.3.3 Brennkammer und Düse
Brennkammer und Düse stellen den Kern des Triebwerks dar. Hier �ndet die Um-
setzung der chemisch gebundenen Energie der Treibsto�e in kinetische Energie
des Abgasstrahls statt. Bei der Charakterisierung von Einspritzelementen ist die
Brennkammer insofern von Bedeutung, da die Kühlung der Brennkammerwand
direkt von der Verteilung des Mischungsverhältnisses beein�usst wird. Lokale Un-
terschiede in der Zusammensetzung aus Brennsto� und Oxidator führen nicht nur
zu Spitzen in der Verbrennungstemperatur und damit zu Schäden durch Über-
hitzung der Wand, sie beein�ussen darüber hinaus ebenso wie die axiale Ver-
teilung der Wärmefreisetzung die Entstehung von Verbrennungsschwingungen.
Die geometrischen Abmessungen müssen so festgelegt werden, dass die Verbren-
nungsvorgänge bis zum Beginn der konvergent-divergenten Düse abgeschlossen
sind. Durch Brennkammerlänge und -durchmesser werden auÿerdem die akusti-
schen Eigenschaften und damit die Eigenfrequenzen der Brennkammer, bei denen
Schwingungen angeregt werden können, festgelegt. Die konvergent-divergente Dü-
se beschleunigt die Verbrennungsgase auf Überschallgeschwindigkeit und sorgt so
für den Schub des Triebwerks.

2.4 Raketentriebwerke für Sauersto� und Kerosin
Wie bereits in der Einleitung erwähnt, wurden Triebwerke für die Treibsto�kom-
bination LOX/Kerosin vor der Entwicklung der Wassersto�triebwerke sowohl in
den USA als auch in der UdSSR erfolgreich eingesetzt. Im Folgenden werden die
wichtigsten dieser Triebwerke vorgestellt.

2.4.1 Saturn V, 1. Stufe: Das Triebwerk F1
Das leistungsstärkste Kerosintriebwerk wurde in den USA während des Apollo-
Programms entworfen und gebaut. Es handelt sich um das Nebenstromtriebwerk
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2 Grundlagen der Flüssigkeitsraketentriebwerke

F1 des amerikanischen Herstellers Rocketdyne. Die Entwicklung unter der Lei-
tung von Wernher von Braun war im Jahr 1959 von massiven Problemen mit
Verbrennungsschwingungen gekennzeichnet. Diese konnten nur durch sehr zeit-
und personalintensive Versuchsserien überwunden werden. Neben der Entwick-
lung von Dämpfungselementen wurden hier auch umfangreiche Studien zum Ein-
�uss, den das Design der Impingement-Elemente zur Einspritzung der �üssigen
Treibsto�komponenten auf die Entstehung von Verbrennungsschwingungen hat,
durchgeführt.

2.4.2 N1, 1. Stufe: Das Triebwerk NK-33

Das Triebwerk NK-33 wurde in den Jahren 1971 bis 1974 im Rahmen des so-
wjetischen Mondlandeprogrammes von Samara STC entwickelt und zerti�ziert.
Geplant war, für den Antrieb der ersten Stufe des russischen Trägers N-1 30
Triebwerke vom Typ NK-33 zu bündeln. Das Projekt wurde jedoch nach vier er-
folglosen Startversuchen abgebrochen und die verbliebenen Triebwerke stillgelegt.
Das US-amerikanische Unternehmen Aerojet hat die Triebwerke inklusive aller
Rechte zur Weiterentwicklung erworben und im Mai 2001 erfolgreich getestet.
Die Insolvenz des Kunden Kistler Aerospace, der das Triebwerk für den Antrieb
seines wieder verwendbaren Trägersystems einsetzen will, hat bis heute einen er-
folgreichen Start dieses Motors, der nach wie vor einen der leistungsstärksten
LOX/Kerosin-Motoren darstellt, verhindert.

2.4.3 Zenit, 2. Stufe: Das Triebwerk RD-120

Das RD-120 wurde bis 1985 als Oberstufenantrieb für den Träger Zenit entwickelt.
Es arbeitet nach dem Hauptstromverfahren und stellt die Basis für die erfolgreiche
Weiterentwicklung zum RD-170 dar. Anders als in den USA wurde in Russland
die Entwicklung von LOX/Kerosin-Triebwerken nach der Einführung der Wasser-
sto�technologie weiter gefördert, so dass heute die russischen Unternehmen NPO
Energomash und CADB quasi die einzigen Hersteller mit umfangreicher Erfah-
rung bei der Entwicklung und dem Bau von LOX/Kerosin-Triebwerken sind. Eine
besondere Herausforderung bei der Entwicklung des Triebwerks war die oxidator-
reich betriebene Vorbrennkammer. Da freier Sauersto� bei hohen Temperaturen
die Gefahr des Metallbrandes mit sich bringt, werden Vorbrennkammern von
Hauptstromtriebwerken in der Regel brennsto�reich betrieben. Dies stellt bei der
Treibsto�kombination LOX/LH2 kein Problem dar. Die bei der Verbrennung von
Kerosin unter Sauersto�mangel entstehenden Ablagerungsprodukte beeinträch-
tigen jedoch den sicheren Betrieb von nachgeschalteten Turbinen so stark, dass
dieser Lösungsweg beim RD-120 nicht beschritten werden konnte. Stattdessen
�ndet die Verbrennung unter groÿem Sauersto�überschuss bei einem Mischungs-
verhältnis von O/F=53,8 und einem Druck von 319 bar statt. Das heiÿe Abgas
wird nach dem Durchströmen der Turbine in die Hauptbrennkammer eingeleitet.
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Brennstoff-
Boosterpumpe

Oxidator-
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(1 von 2)
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Abb. 2.2: Schema des Hauptstromtriebwerks RD-170 (nach [2])

2.4.4 Zenit, 1. Stufe: Das Triebwerk RD-170

Das RD-170 ist der leistungsstärkste Raketenmotor, der je gebaut worden ist. Das
Hauptstromtriebwerk RD-170 stellt eine Weiterentwicklung des RD-120 dar und
wurde ursprünglich für die Boosterstufen des sowjetischen Raumgleiters Energia
entworfen und getestet. Nach dem Ende des Programms wurde das Triebwerk
zum RD-171 weiterentwickelt und dient heute als Antrieb in der ersten Stufe
des ukrainischen Trägers Zenit. Der schematische Aufbau ist in Abbildung 2.2
wiedergegeben. Zwei oxidatorreich betriebene Vorbrennkammern, welche bei ei-
nem Brennkammerdruck von 535 bar und einem Mischungsverhältnis von 54,3
arbeiten, liefern gemeinsam mit den nachgeschalteten Turbinen die Leistung zum
Antrieb der Turbopumpen. Im RD-170 sind vier Schubkammern zu einem An-
trieb gebündelt. Diese arbeiten bei einem Brennkammerdruck von 245 bar und
einem Mischungsverhältnis von O/F=2,6.
Das Triebwerk wurde im Rahmen einer Kooperation zwischen Pratt & Whit-
ney und NPO Energomash zum RD-180 weiterentwickelt, welches in den Trägern
Atlas III und Atlas V zum Einsatz kommt. Charakteristisch für die Triebwerke
RD-120 und RD-170 ist neben der Einspritzung von oxidatorreichem Abgas und
Kerosin in die Hauptbrennkammer die Möglichkeit, den Schub des Triebwerks zu
drosseln. So kann beim RD-120 der Schub auf 85%, beim RD-170 auf 40% des
Auslegungspunktes zurückgenommen werden. Dies stellt eine groÿe Herausfor-
derung für den Entwurf des Injektors dar, da die Verbrennung in einem weiten
Betriebsbereich stabil ablaufen muss.
Tabelle 2.1 fasst noch einmal die Eckdaten der ausgeführten LOX/Kerosin-Triebwerke
zusammen.
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Name pc O/F F Isp Land Bemerkung
[bar] [-] [kN] [s]

F1 70,0 2,27 6.770 265 USA Nebenstromtriebwerk für Saturn-
Familie; 65 Flüge von 1967 bis 1973

NK-33 145,7 2,8 1.470 297 UdSSR Als Antrieb für N1-Träger bis 1974
entwickelt; Weiterentwicklung für
Kistler K1 ab 1999 bei Aerojet

RD-120 162,8 2,6 833 350 UdSSR Oberstufenantrieb für Zenit-Träger;
32 Flüge zwischen 1985 und 1998

RD-170 245 2,6 7.253 309 UdSSR Boosterantrieb für Energia Raum-
gleiter; 8 Flüge 1987/88

RD-180 257 2,71 3.826 311 USA Unterstufenantrieb für Atlas II und
Atlas V

Tabelle 2.1: Leistungsdaten ausgeführter LOX/Kerosin-Triebwerke

2.5 Die Treibsto�kombination Sauersto�-Kerosin
Die Verwendung von Kerosin in Raketenmotoren bietet eine Reihe von Vorteilen
gegenüber kryogenen oder hypergolen Treibsto�en, aber auch gegenüber Fest-
brennsto�en. Anders als Methan oder Wassersto� liegt Kerosin bei Umgebungs-
bedingungen �üssig vor, die Lagerung ist also entsprechend einfach. Dies gilt
auch für den Betankungsvorgang. Vorteile im Umgang mit Kerosin ergeben sich
auch gegenüber anderen lagerfähigen Treibsto�kombinationen wie MMH/N2O4,
da letztere giftig oder ätzend wirkt und besondere Vorsichtsmaÿnahmen erforder-
lich macht. Die hohe Dichte des Kerosins ermöglicht im Vergleich zum �üssigen
Wassersto� sehr kompakte Bauweisen, da Tanks und Struktur entsprechend klei-
ner gebaut werden können. Dies wirkt sich direkt im Strukturverhältnis aus und
kompensiert die geringere Leistungsdichte des Kerosins gegenüber Wassersto�.
Bei der Verbrennung von Kerosin mit Sauersto� entsteht zwar neben Wasser und
Kohlendioxid eine Reihe weiterer Emissionsprodukte, die der Atmosphäre scha-
den können. Werden solche Triebwerke jedoch als kostengünstiger Ersatz für die
gängigen Feststo�antriebe eingesetzt, lassen sich die Emissionen von Metalloxid-
und Halogenverbindungen, welche vor allem die Ozonschicht belasten, vermeiden.

Um Einspritzsysteme für eine Treibsto�kombination auslegen und bewerten zu
können, müssen die Sto�eigenschaften der Reaktionspartner bekannt sein. Nur
so lassen sich Druckverluste, Einspritzgeschwindigkeiten, Zerstäubungs- und Mi-
schungsvorgänge gezielt beein�ussen. Im Folgenden soll deshalb gezielt auf die
Berechnung der Sto�daten der verwendeten Medien eingegangen werden.

2.5.1 Sauersto�
Wie später im Kapitel 2.4 gezeigt werden wird, wird in den leistungsstärksten
Triebwerken der Gegenwart der Sauersto� in der Hauptkammer gasförmig be-
ziehungsweise überkritisch eingespritzt. Hierbei werden Drücke bis 270 bar und
Temperaturen um 700 K erreicht. Am Prüfstand des Lehrstuhls für Flugantriebe
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kommt aus Sicherheitsgründen gasförmiger Sauersto� aus Flaschenbündeln zum
Einsatz. Dieser wird bei Umgebungstemperatur und einem Druck von 300 bar
gelagert. Der kritische Punkt des Sauersto�s liegt bei

pcrit = 50, 46 · 105 Pa und Tcrit = 154, 599 K (2.26)

Die Berechnung der Viskosität, der Schallgeschwindigkeit, der spezi�schen Ent-
halpie und anderer Sto�gröÿen erfolgt zur Analyse der Zerstäubungsvorgänge
mit Hilfe von Daten aus dem VDI-Wärmeatlas [8]. Bei der Berechnung des Ver-
brennungswirkungsgrades wird auf Werte aus der Sto�datenbank des Programms
CEA2 [9] zurückgegri�en.

2.5.2 Kerosin
Allgemeines
Kerosin wird durch fraktionierte Destillation aus Rohöl hergestellt. Es entsteht
beim Destillationsprozess in einem Siedebereich von 423 K bis 623 K und weist
keine einheitliche chemische Zusammensetzung auf. Anders als reine Sto�e, wie
zum Beispiel Methan oder Heptan, besteht Kerosin aus einem Gemisch verschie-
dener Kohlenwassersto�e, die bei der Destillation des Rohöls freigesetzt werden.
Kerosine werden nach charakteristischen Eigenschaften spezi�ziert, die genaue
chemische Zusammensetzung ist im Handel nicht von unmittelbarer Bedeutung.
Da auch einzelne Rohöllieferungen beträchtlich in ihren Zusammensetzungen va-
riieren, können auch Eigenschaften wie Viskosität, Dichte und Wärmekapazität
verschiedener Chargen eines Kerosintyps innerhalb gegebener Grenzen beträchtli-
che Abweichungen aufweisen. Bevor die Eigenschaften des am Prüfstand verwen-
deten Jet A-1 beschrieben werden, soll zunächst eine Übersicht über gebräuchliche
Spezi�kationen für Kerosine in der Raketentechnik gegeben und auf spezi�sche
Eigenschaften der Kerosine eingegangen werden.
In den USA wird für Raketenmotoren Treibsto� gemäÿ der Spezi�kation RP-1
(�Rocket Propellant 1�) verwendet. Der Siedebereich liegt innerhalb der Grenzen
von 450 K und 550 K. Die Dichte bei Umgebungsbedingungen beträgt zwischen
0,803 kg/m3 und 0,815 kg/m3, der Gefrierpunkt liegt unter 233 K. Für die dyna-
mische Viskosität sind in [10] 1, 39 · 10−3 Pa · s bei 239 K und 0, 25 · 10−3 Pa · s
bei 310 K angegeben.
In den Staaten der früheren Sowjetunion ist Kerosin in Raketenmotoren unter
der Bezeichnung T-1 im Einsatz. Hierfür sind jedoch kaum Daten verö�entlicht.
Es existieren eine Reihe von Polynomansätzen zur Abschätzung der Viskosität in
Abhängigkeit von Temperatur und Druck. Auf diese wird weiter unten eingegan-
gen.
Der in der USA in der zivilen Luftfahrt am weitesten verbreitete Kraftsto� ist
Jet A. Er unterscheidet sich von dem auÿerhalb der USA weiter verbreiteten
Jet A-1 durch den höheren Gefrierpunkt, welche für Jet A bei 233 K, für Jet
A-1 bei 226 K liegt. Bezüglich des Gefrierpunktes, des Siedebereichs und der
Zündtemperatur ist der Kraftsto� �Avtur� Jet A-1 sehr ähnlich. Das in der mili-
tärischen Luftfahrt eingesetzte JP-8 (�Jet Propellant�) ist bis auf geringe Zugaben
zur Vermeidung von Korrosion oder Vereisung als identisch zu Jet A-1 anzusehen.
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2 Grundlagen der Flüssigkeitsraketentriebwerke

Nach Rachner [11] bestehen Kerosine aus Kohlenwassersto�en mit 5 bis 17 Koh-
lensto�atomen, die sich in drei Gruppen einteilen lassen:

• Alkane:
Diese auch als Para�ne bezeichneten gesättigten Kohlenwassersto�verbin-
dungen weisen keine Ringstruktur auf und können in geradkettige n-Alkane
oder verzweigte Isoalkane von C5 bis C17 unterteilt werden.

• Cycloalkane:
Diese gesättigten Kohlenwassersto�e von C5 bis C17 weisen Ringstruktur
auf. Sie werden auch als Cyclopara�ne, Naphtene oder Cyclane bezeichnet.

• Aromaten:
Als Aromaten bezeichnet man die enthaltenen Kohlenwassersto�ringe mit
einem oder mehreren Benzolringen. Sie liegen in einem Bereich von C6 bis
C13 vor.

Zusätzlich enthalten Kerosine noch etwa 1% ungesättigte Kohlenwassersto�e (Al-
kene oder Ole�ne). Aufgrund ihrer Doppelbindungen zwischen den Kohlensto�a-
tomen sind sie reaktionsfreudiger als die anderen Bestandteile und beein�ussen
somit Lagerfähigkeit und thermische Stabilität des Kraftsto�s negativ. Folglich
sollte ihr Anteil so gering wie möglich sein. Das Gleiche gilt für freien oder or-
ganisch gebundenen Schwefel. Er begünstigt Korrosion und greift Elastomerdich-
tugen an. In Jet A-1 �ndet man in der Regel gemäÿ Spezi�kation weniger als
0,05 Gew.-% Schwefel.

Alle Arten von Kerosin unterliegen bei erhöhten Temperaturen Zerfallsprozessen,
welche die Leistungsfreisetzung bei der Verbrennung vermindern und zu Abla-
gerungen an benetzten Ober�ächen führen können. Ab ca 420 K treten Oxida-
tionsreaktionen des Kerosins mit dem in ihm gelösten Luftsauersto� auf. Die-
se Autooxidation des Kraftsto�s führt zur Bildung von Ablagerungen und wird
von der Temperatur, dem Werksto� der benetzten Ober�äche sowie dem Aro-
matengehalt des Kraftsto�s beein�usst. Bei diesem in der Literatur als fouling
bezeichneten Prozess fördern ein hoher Anteil an Aromaten sowie die stark ka-
talytische Wirkung von Kupfer die Zersetzung des Kerosins. Zum Ein�uss der
Ablagerungsbildung auf den Wärmeübergang in den Kühlkanälen sind eine Rei-
he von Untersuchungen im Labormaÿstab verö�entlicht [12], [13].
Bei Temperaturen ab etwa 750 K setzen Pyrolysereaktionen der vorhandenen
Kohlenwassersto�e ein. Die mit diesem Prozess verbundene Bildung von Ablage-
rungen wird als coking bezeichnet. Hiervon sind in erster Linie die im Kerosin
enthaltenen n- und Iso-Para�ne betro�en. Besonders im brennsto�reichen Be-
trieb, wie er für Raketenbrennkammern typisch ist, kommt es zur Ablagerung von
Ruÿ mit graphitischer Struktur, dessen Ein�uss auf den Wärmeübergang in aktiv
gekühlten Brennkammerstrukturen in der Vergangenheit wiederholt untersucht
wurde [12], [14]. Diese Graphitablagerungen weisen eine Dichte zwischen 400 und
600 kg/m3 und eine Wärmeleitfähigkeit zwischen 0,19W/mK und 0,95 W/mK
auf [11].
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2.5 Die Treibsto�kombination Sauersto�-Kerosin

Jet A-1

Die Zusammensetzung von Jet A-1 muss nach der Norm ASTM D 1655 folgenden
Anforderungen genügen:

Aromate [Vol-% max.] 22
Ole�ne [Vol-% max.] k. A.
Schwefel [Gew.-%] 0,3
Flammpunkt [◦C min.] 38
Dichte bei 15◦C [kg/m3] 775 bis 840
Gefrierpunkt [◦C max.] -47
Unterer Heizwert [MJ/kg min.] 42,8

Tabelle 2.2: Auszug aus den Spezi�kationen von Jet A-1

Zur Auslegung von Injektoren und der Bewertung experimenteller Ergebnisse
ist es notwendig, die Sto�eigenschaften des Kerosins zu kennen. Neben der Dich-
te ist dabei vor allem die Kenntnis über kritischen Punkt, Ober�ächenspannung
und Viskosität von groÿem Interesse.
Der kritische Punkt eines reinen Sto�es, beschrieben durch kritische Temperatur
und kritischen Druck, zeichnet sich dadurch aus, dass oberhalb eine Unterschei-
dung in �üssige oder gasförmige Phase nicht mehr möglich ist. Ist der kritische
Druck überschritten, ist eine Kondensation der gasförmigen Phase durch isobare
Wärmeabfuhr nicht mehr möglich. Gleiches gilt für die isotherme Kompressi-
on des Sto�es, wenn dieser sich oberhalb seiner kritischen Temperatur be�ndet.
Gleichbedeutend mit diesem Phänomen ist das Verschwinden der Phasengren-
ze und der Ober�ächenspannung. Dies ist vor allem zu berücksichtigen, wenn
Kennzahlen zur Beurteilung der Zerstäubung herangezogen werden, welche ei-
ne Abhängigkeit von der Ober�ächenspannung aufweisen. Zwischen zwei sto�ich
unterscheidbaren Fluiden tritt jedoch stets eine Grenz�ächenspannung auf [15],
so dass Analogien zwischen einem Gemisch von überkritischen Fluiden und ei-
nem Gas-Flüssigkeitssystem bestehen. Oft wird in der Literatur ein überkritisches
Fluid hoher Dichte auch als Flüssigkeit bezeichnet, während ein entsprechendes
Fluid geringer Dichte als Gas bezeichnet wird. Auch Sto�gemische wie Kerosin
weisen einen kritischen Druck und eine kritische Temperatur auf. Jedoch gibt es
ein Gebiet oberhalb pkrit beziehungsweise oberhalb Tkrit, innerhalb dessen bei-
de Phasen im Gleichgewicht existieren können. Der Druck und die Temperatur,
oberhalb derer nur noch eine einzige Phase vorliegt, wird durch ein Wertepaar
pmax und Tmax gekennzeichnet. Die entsprechenden Werte liegen zum Beispiel
für n-Heptan 5,5 bar über dem kritischen Druck und 15 K über der kritischen
Temperatur. Rachner [11] schlägt für den kritischen Punkt von Jet A-1 folgendes
Wertepaar vor:

pcrit = 23, 44 · 105 Pa und Tcrit = 684, 26 K (2.27)

Abbildung 2.3 zeigt die Bereiche von Flüssigkeit, Gas und überkritischen Fluid
von Jet A-1 in einem p-T-Diagramm.
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2 Grundlagen der Flüssigkeitsraketentriebwerke

Abb. 2.3: Phasendiagramm Jet A-1

Die Dichte des �üssigen Kraftsto�s beein�usst die Abschätzung der Einspritz-
geschwindigkeit bei gegebenem Querschnitt und wird bei der Bestimmung von
Durch�usskoe�zienten, Reynoldszahl oder Weberzahl sowie des Impulsverhält-
nisses der Treibsto�partner benötigt. Sie kann mit Hilfe der so genannten Lee-
Kesler-Gleichung berechnet werden [16]. Diese muss zur Bestimmung der Dichte
iterativ gelöst werden. Rachner [11] schlägt für einen Druck von 15 bar folgende
Approximationsformel vor:

ρliq = 1.034, 227− 0, 7067104 · T − 9.488, 259

733− T
(2.28)

Die Dichte des verwendeten Kerosins wurde zusätzlich mit Hilfe von Aräometrie
in einem Temperaturbereich von 283 K bis 315 K bestimmt. Tabelle 2.3 stellt
die mit Hilfe eines Aräometers ermittelten Werte den mit der Näherungsformel
berechneten gegenüber. Die gemessenen Werte liegen für Umgebungsdruck im

T[K] ρRachner [kg/m3] ρMessung [kg/m3]

283 790 812
295 781 803
298 782 800
301 773 798
311 769 790
315 765 787

Tabelle 2.3: Dichte von Kerosin

Durchschnitt 2,7 % unter denen, welche die Verwendung der von Rachner vor-
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geschlagenen Gleichung erwarten lässt. Da die Kompressibilität des Kerosins bei
der Betrachtung der Dichte unter erhöhtem Druck erfahrungsgemäÿ vernachläs-
sigbar ist und keine zuverlässigen Daten über die Temperatur des Kerosins bei der
Durchströmung des Elements vorliegen, wurde für die Versuche in dieser Arbeit
beschlossen, mit einer konstanten Dichte von 785 kg/m3 zu rechnen. Der Fehler
gegenüber der Messung beträgt dabei für den Temperaturbereich von 283 K bis
301 K weniger als 1%.
Für die Beschreibung der Flüssigkeitszerstäubung spielt neben der Dichte vor al-
lem die Viskosität des Kraftsto�s eine bedeutende Rolle. Rachner [11] zitiert eine
Bestimmungsgleichung für die kinematische Viskosität für Drücke und Tempera-
turen oberhalb des Sättigungsdruckes:

µliq(T, p)

µliq(T, ps(T ))
=

1 + B ·
(

1
2,118

· p−ps(T )
pcrit

)A

1 + C · ω · p−ps(T )
pcrit

. (2.29)

Die Terme A, B und C werden in Abhängigkeit von der reduzierten Temperatur
Tr = T/Tcrit berechnet:

A = 0, 9991− 4, 674 · 10−4

1, 0523 · T−0,03877
r − 1, 0513

B =
0, 3257(

1, 0039− T 2,573
r

)0,2906 − 0, 2086

C = −0, 07921 + 2, 1616Tr − 13, 4040T 2
r + 44, 1706T 3

r−
− 84, 829T 4

r + +96, 1209T 5
r − 96, 1209T 5

r

− 59, 8127T 6
r + 15, 6719T 7

r .

(2.30)

Der azentrische Faktor ω wird mit
ω = 0, 3599 (2.31)

angegeben. Die kritische Temperatur beträgt 684,26 K. Der Dampfdruck wird bis
zu einer Temperatur von 477,95 K wie folgt berechnet:

ps (Ts) = exp

(
20, 4274903− 3877, 38996

Ts − 43

)
. (2.32)

Die Viskosität entlang der Siedelinie in Abhängigkeit von Dichte und Temperatur
erhält man bis zu einer Temperatur von 310,93 K nach Gleichung (2.28) gemäÿ
dem Zusammenhang

µliq(T, ρ) = 2, 19664 · 10−6 · ρ
1
3
liq · exp

(
1, 555332 · ρliq

T

)
. (2.33)

Nach Keldysh [17] kann auch ein Polynom-Ansatz für die Viskosität in Abhän-
gigkeit von Druck und Temperatur angegeben werden:

log10(µ) =A · p · T 3 + B · p · T 2 + C · p · T+

+D · T 5 + E · T 4 + F · T 3 + G · T 2 + H · p2+

+I · T + J · p + K .

(2.34)
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2 Grundlagen der Flüssigkeitsraketentriebwerke

Das vorliegende Polynom beruht auf Regressionsanalyse experimenteller Daten,
welche für den in Russland und der Ukraine üblichen Treibsto� T-1 in einem
Temperaturbereich von 200 K bis 500 K und zwischen 1 bar und 80 bar ermittelt
wurden. Beide Ansätze zeigen eine geringe Druckabhängigkeit der Viskosität. Bei
der Temperaturabhängigkeit ergeben sich im Bereich zwischen 273 K und 303 K
Abweichungen von über 100 %. Da das Verhalten der Viskosität aber deutlich von
der Zusammensetzung abhängt, wird für die folgenden Analysen der von Rachner
vorgeschlagene Weg zur Berechnung verwendet.

Zur Abschätzung der Tröpfchengröÿe beim Strahlzerfall wird die Ober�ächen-
spannung des �üssigen Kerosins benötigt.
Die Ober�ächenspannung von Kerosin Jet A-1 gegen seinen Dampf gibt Rachner
mit folgender Formel an:

σ(T ) = 1, 550388 · 10−5 · (684, 26− T )1,222222 . (2.35)

Diese Formel berücksichtigt nicht das Vorhandensein eines zweiten, gasförmigen
Sto�es, welcher bei steigendem Druck in der �üssigen Phase gelöst wird und die
Ober�ächenspannung absenkt. Bei der Betrachtung der verwendeten Einspritzele-
mente muss diese Tatsache nicht berücksichtigt werden. Die zur Beschreibung des
Strahlzerfalls verwendete Weberzahl gemäÿ Gleichung (3.5) wird mit der Ober-
�ächenspannung der Flüssigkeit direkt in der Ebene der Einspritzung und damit
unter Ausschluss anderer Sto�e berechnet. Die Änderung der Ober�ächenspan-
nung durch den Kontakt mit Sauersto� wird durch dessen Löslichkeit im Kerosin
bestimmt. Da für die durchgeführten Experimente keine zuverlässigen Werte für
die Temperatur des Kerosins im Einspritzquerschnitt vorliegen, wurde mit einer
konstanten Ober�ächenspannung von 23, 2 · 10−3 N/m gerechnet.
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3 Theorie der Flüssigkeitszerstäubung
Die Aufgabe von Einspritzelementen besteht - unabhängig von der konkreten
Anwendung - in der Zerstäubung einer Flüssigkeit. Bei dieser Zerstäubung zer-
fällt die Flüssigkeit in kleine möglichst Tropfen. Im Fall der Raketenbrennkam-
mer ist eine gute Zerstäubung die Voraussetzung für eine rasche Verdampfung
und intensive Vermischung der Treibsto�e, welche wiederum für eine möglichst
vollständige Verbrennung notwendig sind. Das Verständnis über die Mechanis-
men, die zur Bildung von Tropfen aus Flüssigkeitsstrahlen beitragen, wurde seit
den ersten Überlegungen von Lord Rayleigh im Jahre 1878 stetig weiter entwi-
ckelt. Die im Folgenden beschriebenen Modelle charakterisieren den Strahlzerfall
in Abhängigkeit von kinetischen Gröÿen und der Ober�ächenspannung der Flüs-
sigkeit. Raketenmotoren arbeiten häu�g bei überkritischen Betriebsbedingungen,
bei denen die Ober�ächenspannung gegen Null geht (siehe hierzu Kapitel 2.5.2).
Einige Kennzahlen der Zerstäubung können dann nicht mehr berechnet werden.
Der Strahlzerfall und die Mischung der Fluidströme wird jedoch wesentlich von
der Turbulenz in der Scherschicht zwischen den zu mischenden Fluidströmen be-
stimmt, so dass die Betrachtung der Kennzahlen im einfachen Fall der Flüssigkeit
auch aufschlussreich für das Verhalten bei überkritischen Betriebsbedingungen
ist.
Dies ist auf dem Gebiet der Raketenantriebe nur bedingt zulässig, da die Ober-

�ächenspannung einer Flüssigkeit mit dem Erreichen des kritischen Punktes ge-
gen Null geht. Dennoch kann davon ausgegangen werden, dass qualitative Unter-
schiede verschiedener Injektoren sowohl im unter- als auch überkritischen Betrieb
gelten.

3.1 Bildung und Zerfall von Tropfen
Ausgehend vom einfachsten Fall, in dem eine Flüssigkeit langsam aus einer Ö�-
nung mit dem Durchmesser d0 austritt, kann das Zusammenspiel aus der Ober-
�ächenspannung σ und Gravitationskraft, welches für die Bildung des Tropfens
verantwortlich ist, erläutert werden. Aus dem Kräftegleichgewicht erhält man die
Masse des Tropfens:

m =
π · d0 · σ

g
. (3.1)

Der zugehörige Tröpfchendurchmesser kann berechnet werden mit

D =

(
6 · d0 · σ

ρ · g
)1/3

. (3.2)
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Der Zerfall von Flüssigkeitstropfen in einem sie umgebenden Gas wird durch das
Gleichgewicht zwischen dem innerem Druck auf der Ober�äche des Tropfens pI

und der Summe aus dem der Ober�ächenspannung zugeordneten Druck pσ und
dem aerodynamischen Druck pAbestimmt. Es gilt der Zusammenhang

pI = pA + pσ = const. (3.3)
Hierbei wird pσ bestimmt durch

pσ =
4 · σ
D

. (3.4)

Für einen gegebenen Wert von pI ermöglicht also ein Anstieg des aerodynami-
schen Druckes gröÿere Tropfendurchmesser. Ist jedoch der Druck pA im Vergleich
zum Druck pσ sehr groÿ, kann eine Änderung von pA nicht durch eine entsprechen-
de Änderung in pσ kompensiert werden. Der Tropfen kann in diesem Fall durch
pa so verformt werden, dass es zu einer deutlichen Verringerung von pσ und in der
Folge zum Zerfall des Tropfens kommt. Der Wert von pσ der enstandenen Tropfen
ist durch den geänderten Durchmesser entweder groÿ genug, dass Änderungen in
pA aufgenommen werden können und sich ein neues Gleichgewicht für pI einstellt,
oder aber es kommt zum weiteren Zerfall in noch feinere Tröpfchen.

Bei der Betrachtung von Einspritzelementen für Raketenmotoren spielt die Rela-
tivbewegung des Flüssigkeitstropfens und des ihn umgebenden Gases eine wich-
tige Rolle. Der Tropfenzerfall in einer Gasströmung wird durch die drei Gröÿen
dynamischer Druck, Ober�ächenspannung und Reibungskraft bestimmt. Die Ver-
formung von Füssigkeiten niedriger Viskosität wird durch das Zusammenspiel aus
dem dynamischem Druck pdyn = 0, 5 ·ρGas ·v2

rel und den Kräften der Ober�ächen-
spannung, welche proportional zu σ/D sind, bestimmt. Die dimensionslose Kenn-
zahl, die das Zusammenspiel dieser beiden Faktoren beschreibt, ist die Weberzahl,
die in ihrer De�nition nach Mayer [19] und Lefebvre [20]als aerodynamische We-
berzahl verwendet wird:

We =
ρGas · v2

rel ·D
σ

. (3.5)

Sie stellt das Verhältnis der deformierenden Trägheitskraft der Relativströmung
zur stabilisierenden Ober�ächenkraft des Tropfens dar. Mit steigender Weber-
zahl wächst der Ein�uss der Kräfte, welche aufgrund des äuÿeren Druckes zur
Deformierung des Tropfens beitragen, gegenüber den Kräften der Ober�ächen-
spannung, welche die Kugelform des Tropfens erzeugen. Erreicht die vom Luft-
widerstand erzeugte Kraft den gleichen Wert wie die Kraft aus der Ober�ächen-
spannung, ist der Grenzfall für den Zerfall des Tropfens erreicht:

Cd
π ·D2

4
· 0, 5 · ρGas · v2

rel = π ·D · σ . (3.6)

Nach Umformung erhält man den Zusammenhang zur Beschreibung der so ge-
nannten kritischen Weberzahl, bei welcher der Tropfenzerfall beginnt:

Wekrit =

(
ρGasv

2
relD

σ

)

krit

=
8

Cd

. (3.7)

22



3.2 Der Zerfall von Flüssigkeitsstrahlen

Da die Verwendung der Weberzahl den Ein�uss der Viskosität des Fluids ver-
nachlässigt, wurde von Hinze [21] eine Kennzahl eingeführt, die diesem Ein�uss
Rechnung trägt:

Z =

√
We

Re
. (3.8)

Diese dimensionslose Kennzahl kann interpretiert werden als das Verhältnis der
Kraft durch innere Viskosität zur Kraft der Ober�ächenspannung an der Phasen-
grenze.
Eine weitere Kennzahl zur Beschreibung des Strahlzerfalls ist die Ohnesorge-Zahl.
Sie beschreibt ähnlich wie die von Hinze vorgeschlagene Kennzahl die Auswirkung
der Viskosität der Flüssigkeit auf die Verformung der Tropfen. Dabei berücksich-
tigt sie jedoch nicht die Dichte des den Tropfen umgebenden Gases. Die Formel
zur Berechnung der Ohnesorge-Zahl lautet

Oh =
µFl√

ρFl · σ ·D
. (3.9)

3.2 Der Zerfall von Flüssigkeitsstrahlen
Bei der Einspritzung einer Flüssigkeit in eine Gasphase bildet sich bei geringen
Einspritzgeschwindigkeiten zunächst ein Flüssigkeitsstrahl. Dieser bricht in groÿe
Tropfen auf, welche dann dem so genannten sekundären Strahlzerfall unterliegen.
Im Folgenden soll untersucht werden, wie die Ausbildung und der anschlieÿende
Zerfall von Flüssigkeitsstrahlen beschrieben werden können.
Lord Rayleigh entwickelte eine Theorie des Zerfalls eines Flüssigkeitsstrahls, der
eine Bohrung verlässt. Er nahm dabei folgende Vereinfachungen an:

1. Die Strömung der Flüssigkeit ist laminar.

2. Die Flüssigkeit hat keine Viskosität und ist somit unemp�ndlich gegenüber
Ein�üssen einer sie umgebenden Gasströmung.

Er wandte die Theorie kleiner Störungen auf den Strahlzerfall an und stellte
fest, dass alle Störungen beziehungsweise Wellen, deren Wellenlänge gröÿer als
der Strahlumfang sind, anwachsen, wohingegen Störungen kleinerer Wellenlänge
gedämpft werden. Gemäÿ seiner Theorie existiert eine optimale Wellenlänge λopt,
bei der es am schnellsten zum Strahlzerfall kommt. Für diese leitete er folgende
Abhängigkeit vom Durchmesser der Einspritzbohrung ab:

λopt = 4, 51 · d . (3.10)

Geht man davon aus, dass nach dem Abreiÿen eines Flüssigkeitszylinders der
Länge λopt sich dieser aufgrund der Ober�ächenspannung zu einer Kugel formt,
kann deren Durchmesser bestimmt werden:

4, 51 · d · π

4
· d2 =

(π

6

)
·D → D = 1, 89 · d . (3.11)
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Weber wandte die Theorie von Rayleigh auf viskose Fluide an und erweiterte
(3.11) um einen Term zur Berücksichtigung von Viskosität, Ober�ächenspannung
und Dichte der betrachteten Flüssigkeit:

λopt =
√

2 · π · d ·
√

(1 +
3 · µliq√
ρliq · σ · d

. (3.12)

Weber untersuchte auch den Ein�uss, welchen die Relativgeschwindigkeit des um-
gebenden Gases auf die intakte Strahllänge hat und postulierte, dass hohe Rela-
tivgeschwindigkeiten den Strahlzerfall beschleunigen. Ohnesorge entwickelte ein
System dimensionsloser Kennzahlen, um die verschiedenen Zerfallsmechanismen
von Flüssigkeitsstrahlen in Abhängigkeit vom Ausmaÿ des Ein�usses von Schwer-
kraft, Trägheit, Ober�ächenspannung und Reibungse�ekten zu klassi�zieren. Er
prägte den Begri� der bereits eingeführten Ohnesorge-Zahl (3.9) und zeigte, dass
die verschiedenen Zerfallsmechanismen in einem Diagramm, in dem Ohnesorge-
Zahl und Reynoldszahl aufgetragen sind, drei Bereichen zuzuordnen sind. So ge-
schieht der Strahlzerfall bei niedrigen Reynoldszahlen gemäÿ den von Rayleigh
postulierten Zusammenhängen. Beim Übergang auf höhere Reynoldszahlen wird
der Strahlzerfall durch Schwingungen relativ zur Strahlachse hervorgerufen. Eine
direkte Abhängigkeit der Schwingungsamplitude vom Luftwiderstand ist festzu-
stellen. Bei groÿen Reynoldszahlen schlieÿlich ist die Zerstäubung bereits kurz
nach dem Austritt aus der Ö�nung abgeschlossen.
Reitz entwickelte das von Ohnesorge erstellte Diagramm weiter und unterteile die
dominierenden Zerfallsmechanismen in vier Bereiche:

1. Rayleigh-Strahlzerfall
Die Ober�ächenspannung ruft achsensymmetrische Schwankungen der Strahlo-
ber�äche hervor, welche bis zum Strahlzerfall anwachsen. Die Durchmesser
der entstehenden Tröpfchen sind gröÿer als der Strahldurchmesser.

2. First wind-induced jet breakup
Die Entstehung der Schwingungen durch die Ober�ächenspannung wird
durch die Relativgeschwindigkeit zwischen Gas und Flüssigkeitsstrahl ver-
stärkt. Der Geschwindigkeitsgradient im Inneren des Strahls beschleunigt
den Zerfall. Nach wie vor geschieht der Strahlzerfall in einer Entfernung von
der Düse, die ein Vielfaches des Austrittsdurchmessers beträgt. Der Durch-
messer der entstehenden Tropfen entspricht etwa dem Bohrungsdurchmes-
ser.

3. Second wind-induced jet breakup
Die unterschiedlichen Geschwindigkeiten von Gas und Flüssigkeit führen
zur Entstehung von kurzwelligen Ober�ächenwellen, welche zum Strahlzer-
fall führen, obwohl die Ober�ächenspannung stabilisierend wirkt. Die Lage
des Strahlzerfalls liegt näher an der Düse, jedoch immer noch einige Boh-
rungsdurchmesser stromab. Der durchschnittliche Durchmesser der Tropfen
ist wesentlich kleiner als der Bohrungsdurchmesser.

4. Zerstäubung
Bereits beim Austritt des Flüssigkeitsstrahls aus der Bohrung kommt es zu
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3.2 Der Zerfall von Flüssigkeitsstrahlen

Rayleigh-Zerfall
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Abb. 3.1: Das von Reitz weiterentwickelte Diagramm zu Zerfallsmechanismen in Abhängigkeit
von Ohnesorge-Zahl und Reynolds-Zahl (nach [20])

dessen vollständigen Zusammenbruch. Es entsteht ein sehr feiner Sprühne-
bel, dessen Tröpfchendurchmesser wesentlich kleiner sind als der Bohrungs-
durchmesser. Dieser - für Raketentriebwerke wichtigste - Zerfallsmechanis-
mus ist seiner Art nach chaotisch geprägt und immer noch am wenigsten
erforscht.

Das Diagramm ist in Abbildung 3.1 wiedergegeben.

Das von Reitz entwickelte Modell hilft bei der Beurteilung von Einspritzele-
menten, weil für unterkritische Einspritzbedingungen die Qualität des Sprays be-
urteilt werden kann. Lefebvre [20] geht in seinen Ausführungen detailliert auf den
Ein�uss verschiedener Störgröÿen auf die Zerfallslänge von Strahlen ein. So stellt
er zum Beispiel fest, dass die Zerfallslänge mit der Strahlgeschwindigkeit bis zum
Beginn der Transition von laminarer zu turbulenter Strömung zunimmt, um dann
bei Beginn einer voll ausgebildeten turbulenten Strömung ein lokales Minimum
zu erreichen. Wird die Strahlgeschwindigkeit weiter gesteigert, nimmt die intakte
Strahllänge noch einmal bis zu einem zweiten lokalen Maximum zu, um dann in
dem Bereich der Zerstäubung gegen ein Minimum zu konvergieren.
Den Ein�uss des Umgebungsdruckes sowie des Verhältnisses von Bohrungslänge
zu Durchmesser L0/d0 auf die Zerfallslänge hat Hiroyasu [22] untersucht. Wäh-
rend der Ein�uss des Verhältnisses L0/d0 nicht eindeutig ist, zeigt die Untersu-
chung unterschiedlicher Umgebungsdrücke, dass die Zerfallslänge mit wachsen-
dem Gegendruck sinkt. Die Untersuchungen wurden mit Wasser bis zu einem
Gegendruck von 40 bar durchgeführt.
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3 Theorie der Flüssigkeitszerstäubung

3.3 Hydraulisches Verhalten von Einspritzelementen - der
Durch�usskoe�zient

Im Allgemeinen wird das Verhalten von Einspritzelementen nicht nur durch die
Qualität des entstehenden Sprühnebels beschrieben. Von Bedeutung ist zum Bei-
spiel ebenso das Verhalten des Druckverlustes bei der Durchströmung oder ein
eventuell statt�ndender Phasenübergang.
Für die Auslegung von Injektoren für einen bestimmten Anwendungsfall spielt der
Durch�usskoe�zient eine wichtige Rolle. Er setzt den Massenstrom durch den In-
jektor mit dem auftretenden Druckverlust und der Querschnitts�äche des Fluids
in Beziehung. Die Berechnung erfolgt mit Hilfe der Bernoulli- und Kontinuitäts-
gleichung. Bei der Annahme eines inkompressiblen Mediums, welches aus einem
unendlich groÿen Reservoir mit dem Druck p1 gegen den Druck p2 ausströmt,
erhält man für die Bernoulligleichung:

p1 = p2 +
ρ

2
c2
2 . (3.13)

Diese lässt sich mit der Kontinuitätsgleichung

ṁ = ρ · c · A (3.14)

umformen zu

ṁ = A ·
√

2 · ρ · (p1 − p2) . (3.15)

In der Realität treten durch Wandreibung und Strömungsumlenkung zusätzliche
Druckverluste auf, welche zu einer Verringerung des durchgesetzten Massenstro-
mes führen. Diese werden im Durch�usskoe�zienten zusammengefasst:

cD =
ṁ

A · √2 · ρ ·∆p
. (3.16)

Der cD-Wert liegt in einem Intervall von 0 bis 1. Die untere Grenze stellt einen
unendlich hohen Druckverlust oder eine unendlich kleine Querschnitts�äche dar,
welche keinen Durch�uss zulassen. Der obere Wert von 1 wird in der Realität
ebenso wenig erreicht, da wie erwähnt stets Reibungs- und Umlenkungsverluste
auftreten.
Der Durch�usskoe�zient cD wird von mehreren Faktoren beein�usst. Sie werden
im Folgenden am Beispiel einer einfachen Lochdüse näher betrachtet [20].

Reynoldszahl

Innerhalb des laminaren Strömungsbereiches steigt der Durch�usskoe�zient na-
hezu linear mit der Reynoldszahl an. Bei einem weiteren Anwachsen der Reynolds-
zahl erreicht der cD-Wert zunächst ein Maximum, um dann zu einem konstanten
Grenzwert hin abzusinken. Dieser Zusammenhang ist beispielhaft in einem Dia-
gramm von Lefebvre in Abbildung 3.2 dargestellt.

26



3.3 Hydraulisches Verhalten von Einspritzelementen - der Durch�usskoe�zient

Abb. 3.2: Zur Abhängigkeit des Durch�usskoe�zienten von der Reynolds-Zahl [20]

Längen-Durchmesser-Verhältnis

Die Auswirkung einer Änderung der relativen Bohrungslänge l/D wurde in um-
fangreichen Studien untersucht [20]. In turbulenten Strömungen wächst der Durch-
�usskoe�zient mit zunehmendem l/D zunächst an, da der Beitrag der Kontrak-
tion am Eintritt in den Kanal zum gesamten Druckverlust zurückgeht und die
Wandreibungsverluste mit zunehmender Kanallänge an Bedeutung gewinnen (sie-
he Abbildung . Ein Maximum des Durch�usskoe�zienten kann für ein Verhältnis
von l/D = 2 erwartet werden. Danach sinkt der Wert aufgrund zunehmender
Wandreibungsein�üsse wieder ab.

Vordruck

Laut Lefebvre hat eine Steigerung des Vordruckes nur geringe Auswirkung auf
den Durch�usskoe�zienten. Für die Einspritzung von Diesel gegen moderaten
Gegendruck bei einem Verhältnis von l/D von drei ist für eine Steigerung des
Vordruckes um 500% die Zunahme des cD-Wertes um 2,2% dokumentiert [20].
Bei gröÿeren Werten von l/D überwiegt die Zunahme der Reibungsverluste und
der Koe�zient sinkt bei Steigerung des Vordruckes.

Gegendruck

Der Ein�uss des Gegendruckes ist von Lefebvre für Drücke bis 40 bar wiedergege-
ben (siehe Abbildung 3.3). Es ist festzustellen, dass das Maximum des Durch�uss-
koe�zienten bei steigendem Gegendruck zu höheren Reynoldszahlen hin verscho-
ben wird. Um die Bestimmung von Durch�usskoe�zienten in Spraytests exakt
durchzuführen, genügt es deswegen nicht, diese bei Umgebungsdruck und gleicher
Reynoldszahl durchzuführen. Die Untersuchungen müssen immer auch bei ver-
gleichbaren Gegendrücken durchgeführt werden. Eine Hysterese, wie sie bei der
Einspritzung gegen Umgebungsdruck beobachtet wurde, ist für höhere Drücke
nicht dokumentiert. Erklärungsansätze für das Verhalten sind nicht gegeben.
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3 Theorie der Flüssigkeitszerstäubung

Abb. 3.3: Zur Abhängigkeit des Durch�usskoe�zienten vom Gegendruck [20]

Einlaufgestaltung

Die Auswirkung der Einlaufgeometrie wurde auch für Raketenmotoren intensiv
untersucht und ist hinreichend bekannt [38]. An dieser Stelle sei als Beispiel fest-
gehalten, dass eine Verrundung des Bohrungseintrittes mit einem Radius von
etwa 0, 3 ·D eine Steigerung des Durch�usskoe�zienten von 0,85 zu Werten um
1,0 zulässt. Gleichzeitig ist der cD−Wert bei gerundetem Einlauf weniger starken
Streuungen unterworfen.

Kavitation

Unterschreitet der lokale statische Druck des Fluids an einer Stelle des Einsprit-
zelementes den Dampfdruck, kommt es zu Kavitation. Es bilden sich Gasblasen
verdampften Fluids, die kollabieren, sobald das Medium in einen Bereich höhe-
ren statischen Druckes gelangt. Bei Einspritzelementen kommt es vor allem am
Eintritt in den Injektor zu Kavitation, weil die Strömung hier ihn der Regel eine
starke Umlenkung erfährt und der statische Druck bei der auftretenden hohen Be-
schleunigung der Strömung weit absinkt. Die Ausbildung des Kavitationsgebietes
wird von den Betriebsbedingungen und der Geometrie des Einspritzelementes be-
ein�usst und ist durch instationäres Verhalten beein�usst [23]. Das Auftreten von
Kavitation wird bei modernen Dieseleinspritzsystemen genutzt, um die Qualität
des Sprühnebels zu verbessern [24]. Dies ist unter anderem darauf zurückzufüh-
ren, dass der der Flüssigkeit zur Verfügung stehende Strömungsquerschnitt durch
die auftretende Gasphase verringert wird und die Strömungsgeschwindigkeit in
der Folge ansteigt [25]. Ein weiterer E�ekt der Kavitation auf die Aufbereitung
des Sprühnebels ist die Störung des Geschwindigkeitspro�ls, welche durch das
instationäre Verhalten der Dampfblasen hervorgerufen wird. Beide E�ekte der
Kavitation verbessern die Sprayaufbereitung und werden deshalb für Dieselein-
spritzsysteme intensiv diskutiert. Dumont et al. geben einen umfassenden Stand
der Forschung auf dem Gebiet der Kavitation in Einspritzsystemen wieder [26].
Für den Betrieb von Injektoren in Raketenbrennkammern ist die Betrachtung von
Kavitation nicht nur wegen der zu erwartenden Verbesserung der Gemischaufbe-
reitung von Interesse. Hier ist zu bedenken, dass die Druck�uktuationen, welche
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3.4 Spraycharakterisierung

Kavitierende StrömungKavitationsfreie Strömung

Abb. 3.4: Kavitation am Eintritt in einen Druckzerstäuber [23]

von der Kavitation hervorgerufen werden, einen direkten Ein�uss auf die kontinu-
ierlich ablaufende Verbrennung haben. Ebenso ist zu berücksichtigen, in welchem
Betriebsbereich des Injektors Kavitation auftritt. Findet der Umschlag von ka-
vitierender in nicht kavitierende Strömung während des Betriebes statt, kann
die drastische Änderung des Druckverlustes zu unerwünschten E�ekten auf die
Verbrennung bis hin zur Instabilität führen.
Zur Beschreibung der Kavitation von Flüssigkeiten niedrigen Dampfdrucks wird

üblicherweise die De�nition der Kavitationszahl verwendet, wie sie von Lefebvre
[20] wiedergegeben wird:

Cn =
p1 − p2

p2

=
Druckverlust
Gegendruck . (3.17)

Diese Formulierung berücksichtigt nicht den Ein�uss des Dampfdrucks, welcher
üblicherweise im Nenner als Subtrahend der Di�erenz von Gegendruck und Dampf-
druck in die Gleichung eingeht. Bei der Verwendung von Kerosin wird der Dampf-
druck psat vernachlässigt, da er mit einem Wert von 0,00209 bar bei Raumtempe-
ratur [11] sehr klein gegenüber den auftretenden Drücken ist und nicht ins Gewicht
fällt. Typisch für den Ein�uss der Kavitation auf den Betrieb von Einspritzele-
menten ist neben der Verringerung des Durch�usskoe�zienten die Tatsache, dass
im Bereich des Übergangs zwischen einphasiger und kavitierender Strömung ein
instabiles Verhalten zu beobachten ist und ein plötzlicher Umschlag der Strömung
zu einem drastischen Wechsel des Durch�usskoe�zienten führen kann.

3.4 Spraycharakterisierung
Um verschiedene Zerstäuber oder deren variierende Betriebsbedingungen mitein-
ander vergleichen zu können, bietet es sich an, die Gröÿe und die Verteilung der
entstehenden Tropfen und Tröpfchen quantitativ zu erfassen. Da die Zerstäu-
bung wie bereits erwähnt ein chaotischer Vorgang ist, bei dem deterministische
Rechenverfahren nicht greifen, wird oft die Häu�gkeit der auftretenden Tröpf-
chendurchmesser zum Vergleich herangezogen. Es gibt mehrere Möglichkeiten,
die Tröpfchenverteilung mathematisch zu beschreiben.
Die einfachste Methode, Gröÿenverteilungen zu beschreiben, stellen Histogramme
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3 Theorie der Flüssigkeitszerstäubung

Abb. 3.5: Zur Abhängigkeit des Durch�usskoe�zienten von der Kavitationszahl [20]

dar. Auf der Abszisse werden hier äquidistante Intervalle von Tröpfchendurchmes-
sern aufgetragen. Auf der Ordinate wird dann die Anzahl der Tropfen, welche dem
jeweiligen Intervall zuzuordnen sind, oder relative Gröÿen wie der Volumenanteil
bezogen auf das Gesamtvolumen ∆Q/Q oder bezogen auf das Durchmesserin-
tervall ∆Q/∆D vermerkt. Die entstehende Treppenfunktion geht beim Wechsel
von �niten Di�erenzen von ∆D zu di�erentiellen Elementen dD in eine Funktion
f(Da) über. Diese Funktion wird auch als Frequenzverteilung bezeichnet. Man
erhält die so genannte kumulative Verteilung, wenn man die Frequenzfunktion
integriert.

Bei der Betrachtung der gängigsten Formulierungen zur Vorhersage der Frequenz-
verteilung ist zu bedenken, dass gerade im Bereich der Zerstäubung kaum analy-
tische Ansätze existieren, die die Physik des Strahlzerfalls wiedergeben. Häu�ger
werden experimentelle Daten verwendet, um empirische Formelzusammenhänge
herzuleiten. Ein Beispiel hierfür sind die Formulierung von Nukiyama und Tanasa-
wa [27] sowie die Rosin-Rammler-Verteilung [28]. Die ursprüngliche Formulierung
von Rosin und Rammler

1−Q = e−(D
X )

q

, (3.18)

in welcher Q den Anteil, welchen Tropfen mit einem Durchmesser kleiner als D am
gesamten Sprayvolumen haben, und X und q empirische Konstanten bezeichnen,
wurde von Rizk und Lefebvre [29] für die Anwendung auf Druck-Drall-Zerstäuber
erweitert:

1−Q = e−( ln D
ln X )

q

. (3.19)

Sowohl für die qualitative Beschreibung eines Sprühnebels als auch für die Berech-
nung von Wärmeübergangs- und Verdampfungsvorgängen spielt der Durchmesser
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3.5 Überkritische Einspritzung

der Tröpfchen eine entscheidende Rolle. Abhängig von der Aufgabenstellung wur-
de deswegen eine Vielzahl von Vergleichsdurchmessern entwickelt. Alle folgen dem
mathematischen Zusammenhang

Dab =

[∑
Ni ·Da

i∑
Ni ·Db

i

] 1
a−b

. (3.20)

Für die Betrachtung von Einspritz- und Verbrennungsvorgängen wird dabei häu-
�g der so genannte Sauter Mean Diameter (SMD) verwendet:

D32 =

∑
Ni ·D3

i∑
Ni ·D2

i

. (3.21)

Der SMD beschriebt den Durchmesser eines Tropfens, der das gleiche Verhältnis
von Volumen zu Ober�äche aufweist wie das gesamte Spray. Allen Vergleichs-
durchmessern ist gemein, dass sie die Gröÿenverteilung eines Sprays nicht voll-
ständig beschreiben können, sondern immer nur einzelne Aspekte analysieren. So
ist es o�ensichtlich, dass zwei Sprays, die den gleichen SMD-Wert haben, nicht
notwendigerweise die gleiche Verteilung an Tröpfchengröÿen aufweisen. Um den
Stand der Forschung auf dem Gebiet der Raketen-Einspritzelemente zu verste-
hen, genügt es jedoch, mit den eingeführten Begri�en vertraut zu sein ohne tiefer
auf mathematische Zusammenhänge einzugehen.

3.5 Überkritische Einspritzung

p /p =c crit 0,91        1,22         2,71

Abb. 3.6: Einspritzung von �üssigem Sticksto� bei verschiedenen Gegendrücken [34]

Eine Reihe von Studien befasst sich mit dem Phänomen der überkritischen
Einspritzung. Beim Deutschen Zentrum für Luft- und Raumfahrt in Lampolds-
hausen wurden umfangreiche experimentelle und theoretische Studien mit dem
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Ziel durchgeführt, die Prozesse, welche für die Gemischbildung bei überkritischer
Einspritzung ablaufen, besser verstehen und vorhersagen zu können ([30]-[32]).
Ähnliche Experimente wurden von Chehroudi et al. [34], [35] durchgeführt. Hier
wurde festgestellt, dass mit dem Erreichen des kritischen Druckes das Verhalten
des Flüssigkeitsstrahls vom typischen Tröpfchenzerfall zu dem eines turbulen-
ten Gasstrahls wechselt. Die Vermischung der beiden Fluide wird nicht mehr
durch den Zerfall und das Verdampfen des Flüssigkeitsstrahls dominiert, sondern
zeigt Ähnlichkeiten mit der Vermischung zweier turbulenter koaxialer Gasstrah-
len. Chehroudi et al. haben darüber hinaus ein Modell für die Aufweitung des
Flüssigkeitsstrahls für das Übergangsgebiet zwischen dem unterkritischen Fall
der klassischen Zerstäubung und dem überkritischen Fall der turbulenten Ver-
mischung entwickelt. Diese berücksichtigt jedoch noch nicht die Wärmezufuhr,
welche im realen Anwendungsfall der Raketenbrennkammer hinzukommt.
Abbildung 3.6 zeigt die charakteristische Änderung der Spraymorphologie, die

beim Überschreiten des kritischen Drucks festzustellen ist. Die Versuche wurden
von Chehroudi et al. ([34]) mit �üssigem Sticksto� in Sticksto�atmosphäre durch-
geführt. In der oberen Reihe sind Aufnahmen des Sprays für verschiedene Gegen-
drücke dargestellt. Der Gegendruck wurde zur Darstellung mit dem kritischen
Druck des Sticksto�s normiert. Die untere Reihe zeigt vergröÿerte Bildausschnit-
te, welche die Änderung der Spraymorphologie verdeutlichen.

32



4 Einspritzelemente für
Raketentriebwerke

Wie bereits erwähnt, stellt das Einspritzsystem in Raketentriebwerken einen we-
sentlichen Bestandteil des Antriebssystems dar. Weil die Gestaltung der Injek-
toren nicht nur die Wirtschaftlichkeit, sondern auch den sicheren Betrieb von
Raketenmotoren entscheidend beein�usst, wurden schon früh umfangreiche Un-
tersuchungen zum Ein�uss verschiedener Gröÿen auf die Leistung von Einspritz-
systemen verö�entlicht. Ein Standardwerk hierzu wurde im Jahr 1976 von der
National Aeronautics and Space Administration (NASA) der USA verö�entlicht
[38]. Hier sind nicht nur die gängigen Einspritzelemente beschrieben, sondern auch
Hinweise zur konstruktiven Gestaltung von Einspritzköpfen und Sammelräumen
wiedergegeben. Bevor tiefer auf die verschiedenen Einspritzkonzepte eingegangen
wird, soll ein Überblick über die Randbedingungen gegeben werden, welche die
Konstruktion eines Injektors berücksichtigen muss.

4.1 Randbedingungen für die Wahl des Einspritzsystems
Die Wahl des geeigneten Injektors wird durch eine Vielzahl von Gröÿen beein-
�usst.

Die Treibsto�kombination

Bei der Entwicklung eines neuen Antriebs muss zunächst die Treibsto�kombina-
tion festgelegt werden, mit welcher der Raketenmotor betrieben werden soll. Die
Wahl von Oxidator und Brennsto� beein�usst über die Sto�eigenschaften wie
Dichte, Ober�ächenspannung und kritischem Punkt die Geometrie des Injektors.
Als Oxidator wird in den meisten Fällen Sauersto� O2 oder Disticksto�tetroxid
N2O4 verwendet. Jedoch sind auch andere chemische Verbindungen denkbar. Für
die Wahl des Brennsto�es stehen unter anderem Wassersto� H2, Monomethylhy-
drazin (CH3NH3) oder Kohlenwassersto�e wie Propan C3H8, Methan CH4 oder
Kerosin zur Verfügung.

Der Triebwerkszyklus

Ein weiterer Faktor, der die Dimensionierung der Injektoren beein�usst, ist der
Triebwerkszyklus, in dem die Einspritzelemente zum Einsatz kommen sollen.
Bei Nebenstromtriebwerken erfolgt die Einspritzung von Brennsto� und Oxida-
tor in der Regel in der �üssigen Phase, so zum Beispiel bei MMH/N2O4 oder
LOX/Kerosin. Bei Hauptstromverfahren dagegen ist eine der Komponenten gas-
förmig: Verdampfter Wassersto� im Expander-Cycle oder oxidatorreiches Abgas
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im so genannten �staged combustion cycle �. Gasförmiger Wassersto� tritt auch
in Nebenstromtriebwerken auf, wenn dieser zuvor die Kühlkanäle der Regenera-
tivkühlung passiert hat.

Zuverlässiger und stabiler Betrieb

Der Druckverlust, der bei der Durchströmung des Injektors entsteht, muss nicht
nur für die akustische Entkopplung des Zuleitungssystems von der Brennkammer
sorgen, sondern auch an die Randbedingungen, die vom Druck in der Brennkam-
mer und hinter den Turbinen oder Pumpen vorgegeben werden, angepasst sein.
Ferner sollte das Druckverlustverhalten in einem weiten Bereich konstant sein, um
das Androsseln des Triebwerks ohne eine zu starke Verschiebung des Mischungs-
verhältnisses zu ermöglichen. Hierbei können insbesondere Kavitationsvorgänge
zum Tragen kommen.

Qualität der Treibsto�aufbereitung und Energieumsetzung

Der Injektor soll nicht nur für die bestmögliche Treibsto�aufbereitung und hohen
Verbrennungswirkungsgrad sorgen. Die Wärmefreisetzung soll so in der Brenn-
kammer verteilt sein, dass die Thermalbelastung der Brennkammerwand mög-
lichst gering ausfällt und Verbrennungsschwingungen nicht durch zu groÿe Kon-
zentration der Energiefreisetzung auf kleinem Raum begünstigt werden.

4.2 Parallel-Einspritzung (Shower Head)

F F F FO O O O

Abb. 4.1: Schema des Showerhead Injektors

Die einfachste Methode der Treibsto�einspritzung ist die Parallel-Einspritzung.
Bei dieser Methode, die üblicherweise auch als Showerhead-Injection bezeichnet
wird, werden die Treibsto�partner parallel zueinander durch separate Bohrungen
in die Kammer eingedüst. Die Bohrungsachsen stehen dabei senkrecht auf der Ein-
spritzkopfplatte, die Vermischung der beiden Reaktionspartner erfolgt nur durch
Turbulenz und Di�usion. Die Auslegung von Parallel-Injektoren ist vergleichs-
weise einfach. Die Druckverluste werden durch das Kontraktionsverhältnis der
Bohrung und den durchzusetzenden Massenstrom bestimmt. Die Güte der Ge-
mischaufbereitung kann in der Regel direkt durch die in Kapitel 3 vorgestellten
Kennzahlen beschrieben werden.
Die Vorteile des Showerhead-Prinzips sind die einfache Fertigung und gute Ska-

lierbarkeit für Triebwerke unterschiedlicher Leistungsklassen. Auÿerdem eignet
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sich dieses Konzept gut für die Einbringung eines Kühl�lmes an der Brennkam-
merwand. Nachteile sind die schon erwähnte schlechte Vermischung der beiden
Treibsto�partner, welche zu geringen Verbrennungswirkungsgraden führt, sowie
die hohe Sensitivität gegenüber Fertigungstoleranzen. Ausgeführte Beispiele von
Parallel-Injektoren �nden sich im Antrieb der Pioneer-Sonden und im Raketen-
motor des Experimental�ugzeuges X-15. Sie wurden in den sechziger Jahren des
vergangenen Jahrhunderts intensiv untersucht [41]. Da die Weiterentwicklung der
Fertigungsmethoden durch Elektronenstrahl- und Laser-Bohren neue Möglichkei-
ten in Bezug auf minimale Durchmesser und Fertigungstoleranzen bietet, wurde
von EADS Space Transportation und dem Deutschen Zentrum für Luft- und
Raumfahrt ein Showerhead-Injektor für hypergole Treibsto�e entwickelt [42].

4.3 Prall-Einspritzung
Bei der Prall-Einspritzung wird die Zerstäubung der �üssigen Treibsto�e durch
das gezielte Aufeinanderprallen zweier Flüssigkeitsstrahlen oder -fächer gegenüber
der Parallel-Einspritzung deutlich verbessert.

4.3.1 Jet Impingement
Beim Jet-Impingement werden die Treibsto�strahlen, die beim Showerhead-Prinzip
senkrecht aus dem Einspritzkopf austreten, schräg in die Brennkammer einge-
spritzt, so dass sich die Flüssigkeitsstrahlen tre�en und es durch deren Zusam-
menprall zur Bildung von Tröpfchen kommt. Tre�en einer oder mehrere Oxidator-
Strahlen mit einem oder mehreren Brennsto�-Strahlen zusammen, spricht man
von �unlike Impingement�. Beim so genannten �like on like Impingement� tre�en
dagegen nur Oxidatorstrahlen oder nur Brennsto�strahlen aufeinander (siehe Ab-
bildung 4.2). Pralleinspritzung eignet sich in erster Linie für �üssige Treibsto�-
komponenten, es wurden aber auch Prall-Injektoren für gasförmige Treibsto�e
getestet [43].
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Abb. 4.2: Schema eines Like-on-like Impingement Injektors

Bei der Entwicklung der Raketenantriebe in den USA spielten Impingement-
Injektoren eine groÿe Rolle. So wurden Like-Doublet-Elemente, bei denen je zwei
Strahlen von Oxidator oder Brennsto� zusammentre�en in folgenden Trägern
oder Motoren eingesetzt: Gemini (1. Stufe), Titan 1 und Titan 2 (jeweils erste
Stufe), Redstone, Jupiter, Thor, Atlas sowie den Antrieben der Saturn-Träger
H-1 und F-1. Unlike-doublet Elemente, bei denen jeweils ein Oxidator- und ein
Brennsto�strahl zusammentre�en, wurden vor allem für hypergole Treibsto�kom-
binationen entwickelt und gebaut. Anwendungsbeispiele sind der Aufstiegsmotor
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des Lunar Exploration Module oder die Träger der Delta-Familie. Beim Unlike-
Impingement-Element �ndet durch den Impulsaustausch eine intensive Vermi-
schung der beiden Treibsto�komponenten statt und die Reaktionszone liegt folg-
lich sehr nahe an der Einspritzkopfplatte. Dies in Verbindung mit dem E�ekt
des �Blow apart�, mit dem die Tatsache beschrieben wird, dass ein Anteil der
Treibsto�partner nach dem Zusammenprall entgegen der Einspritzrichtung zum
Einspritzkopf hin re�ektiert wird und hier zur Reaktion kommt, führt zu hohen
thermischen Belastungen der Einspritzkopfplatte. Eine Reihe von experimentellen
Untersuchungen wurde mit dem Ziel durchgeführt, zuverlässige Auslegungskrite-
rien für Impingement-Elemente zur Verfügung zu stellen. Eine im Rahmen dieser
Auslegungskriterien vorgestellten Gleichungen ist auch für die Einspritzung zwei-
er Flüssigkeitsstrahlen in einen zentralen Gasstrahl anwendbar und beschreibt
den optimalen Einspritzwinkel in Abhängigkeit von Bohrungsdurchmesser d, Ein-
spritzgeschwindigkeit v und Dichte ρ der beteiligten Fluide:

cos(90 deg−θ) = 0, 2 · vg

vfl

· dg

dfl

·
√

ρg

ρfl

. (4.1)

Alle in [38] erwähnten Methoden und Gleichungen zur Auslegung von Prallele-
menten haben dabei stark empirischen Charakter. Ähnlich wie bei der Flüssig-
keitszerstäubung durch Einspritzung aus einer Bohrung, wie sie in Kapitel 3 be-
schrieben worden ist, lässt sich das Zerstäubungsverhalten auch für Impingement-
Elemente in verschiedene Bereiche einteilen. Die Zerstäubung geschieht jedoch
immer durch den dissipativen Impulsaustausch, welchen die Treibsto�strahlen im
Prallpunkt erfahren. Hier kommt es aufgrund der starken Verzögerung der beiden
Strahlen zu einem massiven Anstieg des statischen Druckes bis zum Totaldruck.
Die Flüssigkeit wird durch diesen Druck aus dem Staupunkt heraus beschleunigt
und es bilden sich fächerartige Strukturen [39]. Es lassen sich vier verschiedene
Zerfallstopologien unterscheiden (siehe Abbildung 4.3):

• �closed rim� (Abb. 4.3 A): Der nach dem Aufprall entstehende Fächer kon-
trahiert aufgrund der Ober�ächenspannung wieder zu einer zylindrischen
Strömung.

• �periodic drop� (Abb. 4.3 B): Nach dem Aufprall entsteht ein Sheet, von
dessen Rand durch Ober�ächenwellen Tropfen ablösen.

• �open rim� (Abb. 4.3 C): Das nach dem Aufprall entstehende Sheet entwi-
ckelt Ober�ächenwellen; an seinem Rand lösen Bänder und Tropfen ab.

• �fully developed� (Abb. 4.3 D, E): Vom Prallpunkt ausgehend bilden sich
Wellen von Tropfen, die mit zunehmender Entfernung sekundären Zerfallspro-
zessen unterliegen und das Spray bilden.

In der jüngeren Vergangenheit wurden wiederholt Untersuchungen verö�ent-
licht, die sich mit der Charakterisierung von Impingement-Injektoren im Hinblick
auf Verbrennungswirkungsgrad und Stabilitätsverhalten beschäftigen. Muss et al.
[45] untersuchten eine Reihe von Kon�gurationen für die Verwendung von �üssi-
gem Sauersto� mit Kerosin, Propan oder Methan und widmeten sich neben der
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Abb. 4.3: Zerfallsbilder eines LOL-Doublet Injektors (aus [40])

Analyse des Verbrennungswirkungsgrades und dem Stabilitätsverhalten auch der
Übertragbarkeit von Subscale-Tests auf Triebwerke im vollen Maÿstab. Im Rah-
men des Fastrac-Programms, das am NASA Marshall Space Flight Center mit
dem Ziel durchgeführt wurde, neue leistungsstarke Triebwerke kostengünstiger
und zuverlässiger zu machen, wurde in den Jahren 1999 und 2000 ein 60 klb-
Triebwerk getestet [46]. Es verfügt über 176 like-on-like Injektoren. Eine weitere
Untersuchung von Impingement-Kon�gurationen für verschiedene Kohlenwasser-
sto�e wurden am NASA Lewis Research Center durchgeführt [47].

4.3.2 Sheet Impingement
Werden bei der Pralleinspritzung nicht einzelne Treibsto�strahlen, sondern Flüs-
sigkeits�lme zur Interaktion gebracht, spricht man vom �Sheet Impingement�.
Grundlegende Zusammenhänge wurden 1967 von Riebling [48] eingehend unter-
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sucht. Das Konstruktionsprinzip beruht auf der Tatsache, dass ein Flüssigkeitss-
trahl, der auf eine konkave Zylinderober�äche aufgebracht wird, einen dünnen
Flüssigkeits�lm ausbildet. Interessant ist diese Methode der Flüssigkeitsaufbe-
reitung in erster Linie für die Einbringung eines Kühl�lmes an der Brennkam-
merwand. Aber auch für �üssige Treibsto�kombinationen ergeben sich Vorteile
gegenüber dem Jet Impingement, da der Flüssigkeits�lm beim Zerfall wesentlich
feinere Tröpfchen erzeugt als der aus der entsprechenden Bohrung austretende
Strahl. Auÿerdem ist dieser Injektortyp weniger sensitiv gegenüber den negativen
Auswirkungen von Fertigungstroleranzen auf die Qualität der Vermischung. Es
ist jedoch keine praktische Anwendung dieses Injektortyps bekannt.

4.4 Pintle-Injektoren
Eine weitere Variante, die groÿe Ähnlichkeit mit Prall-Injektoren aufweist, ist das
Pintle-Element. Bei diesem werden Brennsto� und Oxidator durch zwei konzentri-
sche Ringkanäle geleitet. Der innenliegende Oxidatormassenstrom wird jedoch am
Austritt aus dem Element umgelenkt, so dass er mit dem Brennsto�massenstrom
zusammentri�t. Der Vorteil dieser Bauweise liegt in der einfachen Herstellung

Abb. 4.4: Schema eines Pintle-Injektors

und den groÿen Massenströmen, die realisiert werden können. Auÿerdem ist das
Triebwerk bei der Verwendung dieser Injektoren gut drosselbar. Nachteilig ist die
ungünstige Belastung der Brennkammerwand durch die Verbrennung, wenn dieser
Injektor in Wandnähe zum Einsatz kommt. Ein Injektor dieses Typs wurde für die
Treibsto�kombination N2O4/N2H4 entwickelt und getestet [49]. Pintle-Injektoren
wurden erfolgreich beim Motor der Apollo-Mondlandefähre benutzt. Im Jahr 2000
testete die Firma TRW das 2,9 MN Schub liefernde LOX/LH2-Triebwerk TR-106.
In ihm wurden die Pintle-Injektoren erfolgreich in einem Triebwerk der oberen
Leistungsklasse eingesetzt.

4.5 Koaxial-Elemente
Am weitesten verbreitet für die Einspritzung von �üssig/gasförmigen Treibsto�-
kombinationen in Raketenbrennkammern ist das Koaxial-Element. Meist wird,
um die Brennkammerwand vor Angri� durch heiÿes, oxidatorreiches Gas zu schüt-
zen, der Oxidator durch den zentralen Kanal eingespritzt. Im ihn umgebenden
Ringkanal wird der Brennsto� in die Brennkammer eingespritzt (siehe Abbildung
4.5). Bei der Treibsto�kombination LOX/LH2 führt das dazu, dass der Sauersto�,
welcher �üssig eingespritzt wird, durch einen klein dimensionierten Zentralkanal
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geführt wird, während der bereits gasförmig beziehungsweise überkritisch vorlie-
gende Wassersto� durch den äuÿeren Ringkanal geleitet wird.

F O F

Abb. 4.5: Schema eines Koaxial-Injektors

Um die Gemischaufbereitung zu verbessern, wird in einigen Konstruktionen
eine oder beide Komponenten drallbehaftet eingespritzt. Die Umfangsgeschwin-
digkeit der Treibsto�komponenten sorgt nach dem Austritt aus dem Element für
die Ausbildung eines gleichmäÿigen und dünnen Hohlkegels, der eine rasche und
zuverlässige Zerstäubung der �üssigen Komponente ermöglicht. Typische Vertre-
ter dieser Bauart sind die Injektoren des Space Shuttle Main Engine (SSME).
In diesem Triebwerk sind in Wandnähe speziell abgeschrägte Koaxialinjektoren
eingebaut, die dafür sorgen, dass das Mischungsverhältnis in Wandnähe weiter
in das brennsto�reiche Gebiet verschoben wird. So wird die Thermalbelastung
der Brennkammerwand reduziert und die Gefahr des Metallbrandes durch freien
Oxidator im Heiÿgas minimiert [50].
Im Triebwerk RD-170 der Firma Energomash kommen zwei Varianten von Ko-
axialeinspritzelementen zum Einsatz [51]. Bei beiden wird das Abgas aus der
oxidatorreich betriebenen Vorbrennkammer drallfrei durch den Zentralkanal ge-
führt. Beim Elementtyp A, welcher bündig mit der Einspritzkopfplatte montiert
ist, wird das Kerosin durch tangentiale Bohrungen in den Ringraum des Kero-
sinkanals eingespritzt. Es verlässt als drallbehafteter Film diesen Ringspalt und
tritt gemeinsam mit dem oxidatorreichen Abgas in die Recess-Zone ein, von der
es in die Brennkammer strömt. Der Recess-Bereich ermöglicht eine Vorvermi-
schung und Reaktion, die nicht durch transversale Druckschwankungen in der
Brennkammer beein�usst werden. Der zweite Typ von Elementen wird so in den
Einspritzkopf montiert, dass er in den Brennraum hineinragt und die Injekto-
ren den Brennraum im Bereich des Einspritzkopfes in Sektoren unterteilen. Auch
bei diesem Typ B wird das Kerosin drallbehaftet eingespritzt. Dabei wird der
Drall jedoch durch Nuten erzeugt, welche der Brennsto� vor dem Eintritt in die
Kammer durchströmt. Diese Elemente verfügen nur über einen verschwindend
geringen Recess.
Die Auslegung und Charakteristika der Sprayaufbereitung sind in [20] und [52]

umfassend dargestellt. Auf sie wird in dieser Arbeit nicht näher eingegangen.
Zur Charakterisierung des Verhaltens von Koaxial-Elementen ist eine Reihe von
Studien verö�entlicht worden. Eine Studie, die vom U. S. Air Force Research
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Abb. 4.6: Koaxial-Einspritzelemente des RD-170 Triebwerks

Laboratory und dem NASA Marshall Space Flight Center durchgeführt wurde,
befasst sich mit der Treibsto�aufbereitung von Koaxialinjektoren, wie sie in der
Vorbrennkammer des Space Shuttle Main Engines eingesetzt werden [56]. Die
Studien wurden mit Wasser und gasförmigem Sticksto� bei einem Gegendruck
von 29,6 bar und 103 bar durchgeführt, um eine Übereinstimmung von Dichte-,
Geschwindigkeits- und damit Impulsverhältnis zu erzielen. Es zeigte sich, dass
die Sprayverteilung im Vergleich zu zuvor bei Umgebungsdruck durchgeführten
Experimenten eine geringere radiale Ausbreitung aufweist. Die Messung der Trop-
fengröÿe zeigte den positiven Ein�uss eines Dralles auf die Zerstäubung.
Die Autoren Inamura, Tamura und Sakamoto [57] untersuchten eine für Rake-
tenmotoren typische Kon�guration und betrachteten den Ein�uss des Massen-
durch�usses im Oxidatorteil auf charakteristische Gröÿen wie die Filmdicke, den
Spraywinkel und die Tröpfchenverteilung. Sie zeigen die Möglichkeiten und Gren-
zen verschiedener Analysetechniken auf und fanden eine gute Übereinstimmung
der gemessenen Werte mit ihren Vorhersagen. Die Untersuchungen wurden bei
Umgebungsdruck mit Wasser durchgeführt.
Ebenfalls in Japan haben Sasaki et al. [58] Spray- und Heiÿtests an Koaxialinjek-
toren für Sauersto� und Wassersto� durchgeführt, um den Ein�uss des Lox-Post-
Recess auf das Verhalten der Einspritzelemente zu untersuchen. Die Spraytests
wurden mit Wasser und gasförmigem Sticksto� gegen Umgebungsdruck durch-
geführt, die Heiÿtests in zwei unterschiedlichen Kon�gurationen bei 26 bar und
35 bar Brennkammerdruck. Die Autoren stellten eine Verbesserung im Verbren-
nungswirkungsgrad durch die Vorreaktion im Recess fest. Die Analyse der Wär-
meströme zeigte, dass Injektoren mit Drall ebenso zu höheren Thermalbelastun-
gen der Brennkammer führen wie ein gesteigerter Recess. Einige der Kon�gura-
tionen zeigten Verbrennungsinstabilitäten in longitudinalen Moden.
Howell et al. [59] haben in ihrer Verö�entlichung Ansätze zur Korrelation des
Verbrennungswirkungsgrades ηc∗ mit dem Brennkammerdruck, dem Mischungs-
verhältnis und der Geschwindigkeit des Brennsto�es für drei verschiedene Kon-
�gurationen von Koaxial-Swirl-Injektoren zusammengestellt. Sie stellen für al-
le Kon�gurationen einen Abfall des Verbrennungswirkungsgrades mit steigen-
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der Brennsto�einspritzgeschwindigkeit fest. Der Ein�uss von Mischungsverhältnis
und Brennkammerdruck ist für die verschiedenen Injektoren nicht eindeutig.
Die Ergebnisse der weiter oben erwähnten Untersuchungen zur Auswirkung ei-
ner in Umfangsrichtung ungleichmäÿigen Verteilung des Mischungsverhältnisses
wurden detailliert von Pratt & Whitney verö�entlicht [60]. In dieser Quelle wird
eine Korrelation des Verbrennungswirkungsgrades mit Brennsto�- und Oxidator-
massenstrom, Durch�usskoe�zient auf Brennsto�- und Oxidatorseite und Ein-
spritztemperatur des Brennsto�s aufgeführt. Darüber hinaus wird der Ein�uss
der Verteilung des Mischungsverhältnisses in der Kammer auf den Verbrennungs-
wirkungsgrad und die axiale Verteilung der Wärmestromdichte analysiert.
Eine umfassende Studie zum Verhalten von Koaxialinjektoren für lagerfähige
Treibsto�e liegt von Obermaier et al. vor [61]. Neben der Betrachtung der Durch-
�usskoe�zienten in Abhängigkeit der Reynoldszahl in Spray- und Heiÿtests sind
hier auch Analysen zum Verbrennungswirkungsgrad und der Verbrennungsrau-
higkeit wiedergegeben.
Dem Ein�uss, welchen das Design der einzelnen Elemente auf den Wärmeüber-
gang in die Brennkammerwand hat, widmet sich eine Studie, die 2005 amMarshall
Space Flight Center durchgeführt wurde [62]. Hier wurden verschiedene Koaxial-
Injektoren in einer kapazitiv gekühlten Einzelelementkammer untersucht. Die
transiente Aufheizung der Brennkammer wurde mit Hilfe von Miniatur-Thermo-
elementen aufgezeichnet und zur Berechnung des Wandwärmestroms verwen-
det. Die Experimente wurden mit Wassersto� und Sauersto� bei Brennkammer-
drücken zwischen 20,7 bar und 82,7 bar sowie Mischungsverhältnissen im Bereich
von 5,0 bis 6,5 durchgeführt. Die Messdaten wurden mit dem Brennkammerdruck
in einer Potenzfunktion korreliert:

Q̇ ∼ p0,8
c . (4.2)

Eine Gegenüberstellung zeigt wiederum die gröÿere Wärmebelastung durch ver-
drallte Einspritzung sowie die Auswirkung einer abgeschrägten Spitze des Posts
für den gasförmigen Sauersto� auf die Wärmestromdichte.
Numerische Untersuchungen befassen sich vor allem mit der Problematik der
mehrphasigen Strömung und der Auswirkung der Strömung und Vermischung
der Treibsto�partner auf die Vorgänge in der Brennkammer. Gautam und Gupta
[63]-[64] knüpften an die Arbeiten von Mayer et al. [30] - [33] an. Sie untersuchten
die kryogene Einspritzung von Sticksto� und glichen ihre Simulationsergebnisse
mit experimentellen Messungen ab. Die Experimente fanden bei Umgebungsdruck
statt und sollten dazu dienen, die beim Start eines Raketentriebwerkes ablaufen-
den Vorgänge besser zu verstehen. Durch die Verwendung verschiedener Gase
wurde das Impulsverhältnis der beiden Fluidströme in einem Bereich von 12 bis
40 variiert. Die Experimente zeigten, dass ein Anstieg des Impulsverhältnisses im
untersuchten Bereich zu einer schlechteren Verdampfung des �üssigen Stickstof-
fes und einer weniger intensiven Durchmischung mit dem umgebenden Gas führt.
Vergleichbare Tendenzen zeigen Experimente, die von Telaar et al. [65] verö�ent-
licht worden sind. Diese haben Spray- und Heiÿtests zur unter- und überkritischen
Einspritzung kryogener Treibsto�e in Koaxial-Injektoren durchgeführt. Die Aus-
wertung der Spraytests, welche mit �üssigem Sticksto� und gasförmigem Helium
durchgeführt worden sind, zeigt eine zunehmend bessere Zerstäubung, wenn die
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Geschwindigkeit des umgebenden Gasstrahls steigt. Die höhere Geschwindigkeit
führt gleichzeitig zu einer Abnahme des Impulsverhältnisses.
Vladimir Bazarov [67], [68] beschäftigt sich seit langer Zeit mit dem Übertra-

gungsverhalten von Koaxial-Einspritzelementen für gasförmig/�üssige Treibstof-
fe. In seinen Verö�entlichungen geht er auf die Bedeutung einzelner konstruktiver
Merkmale für den stabilen Betrieb der Brennkammer ein und zeigt auf, warum
Gas-Flüssigkeitsinjektoren, wie sie in russischen Raketentriebwerken eingesetzt
werden, aufgrund ihrer akustischen Eigenschaften hohes Potential haben, als die
Verbrennung stabilisierende Elemente eingesetzt zu werden. Besondere Aufmerk-
samkeit wird dabei auch dem GOX-Post gewidmet, der als akustischer Resonator
Druckoszillationen dämpfen kann.

4.6 Premix-Elemente
Die Injektoren vom Typ des Premix-Elements können als Zwischenstufe zwi-
schen dem reinen Koaxial- und dem Impingement-Element betrachtet werden.
Das Funktionsprinzip ist in Abbildung 4.7 skizziert.
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Abb. 4.7: Schema eines Premix-Injektors

Der �üssige Brennsto� wird dabei unter einem Winkel von 45◦ bis 90◦ zur
Gasströmung des Oxidators durch kleine Bohrungen eingedüst. Zusätzlich zu
den Zerfallsmechanismen, wie sie in Kapitel 3 beschrieben wurden, wird hier
die Treibsto�aufbereitung und -vermischung durch die senkrechte Anströmung
des Flüssigkeitsstrahls durch das Gas unterstützt. Intensive Untersuchungen für
die Anwendung in Fluggasturbinen liegen vor ([69] - [73]). Auch für Raketentrieb-
werke wurden, vor allem in Russland für die Treibsto�kombination LOX-Kerosin,
empirische Zusammenhänge für den Entwurf von so genannten Premix-Injektoren
entwickelt [74]. Das 1954 von Glushko entwickelte Triebwerk RD 210 greift auf
diesen Injektortyp zurück (siehe Abbildung 4.8 ). In diesem Triebwerk kommen
zersetzte Salpetersäure HNO3 als Oxidator und Kerosin als Brennsto� zum Ein-
satz. Ein Teil des Kerosins wird unter einem Winkel von 70◦ in den zentralen
Strom aus Salpetersäure eingespritzt, während der Rest weiter stromab als drall-
behafteter Hohlkegel in die Brennkammer eingedüst wird, nachdem er den Aus-
trittsbereich des Injektors gekühlt hat.
Um die Bahnkurve des eingespritzten Flüssigkeitsstrahls vorhersagen zu können,
wird von Wu et al. [69] der Ein�uss des Luftwiderstandes auf eine Flüssigkeits-
säule der Länge l und des Durchmessers d untersucht. In erster Näherung wird
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Abb. 4.8: Schnitt des Injektors im Triebwerk RD-210
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Abb. 4.9: Zur Abschätzung der Trajektorie eines Flüssigkeitsstrahls in einem Premix-Element

die Abnahme der Masse durch Verdampfung vernachlässigt. Die Deformation des
Flüssigkeitsstrahls durch die Anströmung wird mit einem mittleren Verlustbei-
wert cd angenähert. Darüber hinaus wird angenommen, dass der Ein�uss der
Schwerkraft gegenüber den aerodynamischen Kräften vernachlässigbar ist und
die Geschwindigkeit quer zur Anströmung nicht konstant bleibt.
Betrachtet man den Vorgang in einem kartesischen Koordinatensystem (siehe

Abbildung 4.9 ), dessen Ursprung in der Mitte der Einspritzbohrung liegt und
dessen x-Richtung entlang der Strömung sowie y-Richtung senkrecht dazu zeigen,
erhält man für das Momentengleichgewicht in x-Richtung folgenden Zusammen-
hang:

ml · ∂uf

∂t
= cd · 1

2
· ρg · u2

rel · A . (4.3)

Hierin bezeichnen ug beziehungsweise uf die Strömungsgeschwindigkeit von Gas
beziehungsweise Flüssigkeit in x-Richtung. Der Widerstandsbeiwert cd wird über
die gesamte Strahllänge gemittelt und berücksichtigt die E�ekte der Ablenkung
des Flüssigkeitsstrahls, seine Ab�achung durch den Gasstrahl sowie das Ablösen
einzelner Tropfen bis hin zur vollständigen Au�ösung. Unter der Einbeziehung
der geometrischen Maÿe l und d erhält man

(
π · d2 · l · ρf

4

)
· ∂uf

∂t
= 0, 5 · cd · ρg (ug − uf )

2 · l · d . (4.4)

Im Rahmen der von Wu durchgeführten Experimente wurden weitere Vereinfa-
chungen getro�en: Es wird davon ausgegangen, dass die Geschwindigkeit, mit der
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sich die Flüssigkeit in x-Richtung bewegt, kleiner als 16% der Anströmgeschwin-
digkeit u∞ ist. Deswegen wird angenommen, dass die Veränderung der Relativ-
geschwindigkeit (ug − uf ) entlang der y-Achse durch den Widerstandsbeiwert cd

erfasst wird und der Term (ug − uf ) durch den konstantenWert u∞ ersetzt werden
kann. Für geringe Anströmmachzahlen wird schlieÿlich noch ρg = const. = ρ∞
angenommen und die obige Momentengleichung lässt sich integrieren zu

uf =
2 · cd

π

ρ∞ · u2
∞

ρf · d · t . (4.5)

Durch nochmalige Integration erhält man die x-Koordinate der Flüssigkeit als
Funktion der Zeit:

x =
cd

π

ρ∞ · u2
∞

ρf · d · t2 . (4.6)

Unter Verwendung einer konstanten Strahlgeschwindigkeit in y-Richtung vf kann
man mit Hilfe der Gleichung y = vf · t die Trajektorie des Flüssigkeitsstrahls in
x-y-Schreibweise angeben:

y

d
=

√
q

π

cd

x

d
. (4.7)

Hierin bezeichnet die Variable q das Impulsverhältnis der beiden Treibsto�strah-
len gemäÿ

q =
ρf · v2

f

ρ∞ · u2∞
. (4.8)

Analysen experimenteller Daten von Wasser, Alkohol und deren Mischungen las-
sen Wu et al. einen mittleren Widerstandsbeiwert von 1,696 annehmen, welcher
zu einer Bestimmungsgleichung der Trajektorie der folgenden Form führt:

y

d
= 1, 37 ·

√
x

d
· q . (4.9)

Eine exakte Analyse der Daten lässt den Schluss zu, dass eine systematische
Abhängigkeit des cd-Wertes von der Viskosität der Flüssigkeit existiert, welche
die durch die Ober�ächenspannung hervorgerufene deutlich überwiegt. Dement-
sprechend schlägt der Autor eine Formel zur Berücksichtigung unterschiedlicher
Viskositäten vor:

cd

cd,w

= 0, 984 ·
(

µf

µf,w

)0,364

. (4.10)

Hierin sind als Referenzwerte cd,w = 1, 51 und µf,w = 8, 65 · 10−4kg/ms einzuset-
zen. Für Kerosin vom Typ Jet-A1, dessen Viskosität bei Raumtemperatur nach
[11] mit den Gleichungen

µliq(T ) = 2, 196641 · 10−6 · ρ
1
3
liq · e

1,555332·ρliq
T (4.11)
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und

ρliq = a + b · T +
c

d− T
mit

a = 1, 03422 · 103, b = −7, 067104 · 10−1,c = −9, 488259 · 103 und d = 733
(4.12)

zu 1, 161995 · 10−3 kg/ms bestimmt werden kann, erhält man schlieÿlich die Glei-
chung

y

d
= 1, 2977 ·

√
x

d
· q . (4.13)

Der Vergleich mit den Ergebnissen, welche mit Formeln anderer Autoren berech-
net wurden, zeigt, dass der Zusammenhang nach Gleichung (4.9) im Nahbereich
der Einspritzung die beste Übereinstimmung liefert. Abweichungen bei der Ver-
wendung anderer Ansätze sind nach Ansicht des zitierten Autors in erster Linie
darauf zurückzuführen, dass die entsprechenden Modelle mit Daten hergeleitet
wurden, die weiter stromab gemessen wurden und hier der Ein�uss der einsetzen-
den Zerstäubung mit ihrer Ligamenten- und Tropfenbildung deutlich zunimmt.
Neben dem Verlauf der Trajektorie ist der Ort des so genannten �spray brea-
kup� von Interesse, der Ort, an dem der Zerfall des Flüssigkeitsstrahls in feine
Ligamente und Tröpfchen statt�ndet. Hierzu wird die Abschätzung der Zeit tb bis
zum Zerfall eines Tropfens mit Durchmesser dp und anfänglich vernachlässigbarer
Geschwindigkeit in Strömungsrichtung verwendet:

tb = 0, 5 · dp ·
√

ρf

ρ∞ · u∞ . (4.14)

Nimmt man an, dass die Geschwindigkeit des Strahls quer zur Strömungsrichtung
unverändert bleibt, kann yb berechnet werden zu

yb

d
= Cy · √q . (4.15)

Ein Abgleich mit experimentellen Daten lassen Wu et al. jedoch folgende Anpas-
sung der Gleichung vorschlagen:

yb

d
= 3, 07 · q0,53 . (4.16)

Setzt man Gleichung (4.15) in (4.13) ein, kann man die x-Koordinate des Strahl-
zerfalls bestimmen:

xb

d
= C2

y ·
cd

π
= const. (4.17)

Abweichungen zwischen der Vorhersage und gemessenen Daten werden auf Mes-
sungenauigkeiten zurückgeführt. Eine Regressionsanalyse zeigt, dass der Ein�uss
des Impulsverhältnisses q zu vernachlässigen ist.
Wu et al. kommen nach der Diskussion umfassender Studien und der oben ge-
zeigten Herleitung zu dem Schluss, dass die Eindringtiefe des Flüssigkeitsstrahls

45



4 Einspritzelemente für Raketentriebwerke

in den Gasstrom nur vom Impulsverhältnis q und vom Bohrungsdurchmesser d
abhängt, nicht jedoch von der Viskosität µ oder der Ober�ächenspannung σ des
Fluids. Auch die Studien von Nejad und Schertz [75] und [76], die entsprechende
Untersuchungen für die Eindüsung in Überschallströmungen durchgeführt haben,
legen den Schluss nahe, dass der Ein�uss der Viskosität auf den Verlauf der Tra-
jektorie und den Ort des Sprays vernachlässigbar ist. Birouk et al. [71] haben ihre
Untersuchungen mit Öl über einen weiten Bereich der Viskosität hinweg durch-
geführt und einen Ein�uss der Viskosität auf die Eindringtiefe des Strahls in
Hauptströmungsrichtung festgestellt, falls die Viskosität einen bestimmten Wert
überschreitet. Sie schlagen folgende Unterscheidung vor:

xjb

d
≈

{
0, 0037 · q + 14, 10 für µL < 0, 029 Pa s,
542, 64 · q0,87 ·Oh5 für µL > 0, 047 Pa s (4.18)

Allen Ansätzen ist die Schwäche gemeinsam, dass sie aufgrund ihrer empirischen
Vorgehensweise Annahmen tre�en, welche die Übertragbarkeit auf andere Stof-
feigenschaften oder Betriebsbedingungen in Frage stellen. Ragucci et al. [70]-[73]
schlagen deshalb vor, eine lineare Abnahme des Strahldurchmessers anzunehmen,
um dem Verlust an Masse durch Verdampfung und das Herausreiÿen von einzel-
nen Tropfen Rechnung zu tragen:

d = d0 ·
(

1− y

yjb

)
. (4.19)

Hierin bezeichnen d0 den Durchmesser der Einspritzö�nung und yjb die y-Koordinate
des Strahlzerfalls. Darüber hinaus wird im vorgeschlagenen Ansatz die Relativ-
geschwindigkeit nicht wie bei Wu et al. als konstant angenommen. Die Änderung
des Widerstandsbeiwertes durch Deformation des Strahls und Tropfenablösung
wird mit einem Korrekturfaktor Ψ berücksichtigt. In x-Richtung erhält man dann
für die Impulserhaltung eine leicht andere Schreibweise als in (4.4):

π · d2

4
· ∂z · ρf · duf

dt
= cd,x · 1

2
ρg · (ug − uf )

2 · d · ∂z ·Ψ (4.20)

Nach Umformung erhält man
duf

dt
=

2

π
· ρg

ρf

· (ug − uf )
2 · cd,x ·Ψ

d
(4.21)

Analog erhält man für die y-Richtung:
dvf

dt
= −2 · ρg

ρf

· v2
f ·

cd,y

d
(4.22)

Die Autoren verzichten auf die Einführung eines Korrekturfaktors für den Wi-
derstandsbeiwert. Unter Berücksichtigung der angenommenen Verringerung des
Strahldurchmessers erhält man damit folgende Di�erentialgleichungen für die Ge-
schwindigkeit in x- beziehungsweise y-Richtung:

duf

dt
=

2

π
· ρg

ρf

· (ug − uf )
2 · cd,x ·Ψ

d0 ·
(
1− y

yjb

) (4.23)
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und
dvf

dt
= −2 · ρg

ρf

· v2
f ·

cd,y

d0 ·
(
1− y

yjb

) . (4.24)

Die beiden zuvor genannten Gleichungen können als System gewöhnlicher Di�e-
rentialgleichungen für die Ortskoordinaten x und y aufgefasst werden und man
erhält die allgemeine Schreibweise:

ÿ = −2 · ρg

ρf

· ẏ2 · cd,y · d0
1

1− y
yjb

(4.25)

und

ẍ =
2

π
· ρg

ρf

· (u∞ − ẋ2
) · cd,x ·Ψ · d0

1

1− y
yjb

. (4.26)

Dieses System ist ohne numerische Verfahren nicht zu lösen. Gemessen am Auf-
wand bietet es nur geringfügig bessere Übereinstimmung mit anderen Model-
len. Die Übertragbarkeit auf Bedingungen im Einspritzkopf der Hauptkammer
eines ORSCC-Triebwerks mit den hohen Drücken und Temperaturen, die weit
im überkritischen Bereich der Reaktionspartner liegen, bleibt fraglich. Die einzi-
ge verfügbare Quelle zur Abschätzung der Trajektorie unter den eben genannten
Bedingungen stellt Schljchtenko [77] dar. Er schlägt einen Ansatz ähnlich dem von
Wu et al. vor, wählt aber andere Konstanten, um eine bessere Übereinstimmung
mit vorliegenden experimentellen Daten zu erzielen:

x

d0

= q ·
(

y

d0

)2,55

+ (1 + 2, 5 · q) · y

d0

· tan(90◦ − α) (4.27)

Da es sich hierbei um die einzige Quelle handelt, welche explizit für die Randbe-
dingungen einer Raketenbrennkammer mit oxidatorreicher Vorverbrennung ange-
passt ist, wurde bei der Auslegung der Elemente auf die Formel (4.27) zurückge-
gri�en.
Aufbauend auf den Überlegungen der zuvor genannten Autoren haben unter an-
derem Madabhushi et al. [78] und Rachner et al. [79] Simulationsmodelle zur
Verwendung in CFD-codes entwickelt, um zu einer allgemeingültigeren Vorhersa-
ge des Zerstäubungsprozesses zu kommen, als es mit empirischen Formeln möglich
ist. Problematisch ist hier vor allem der Rechenaufwand zur korrekten Beschrei-
bung des Strahlzerfalls und des Phasenüberganges bei der Verdampfung.
Experimentelle Untersuchungen, wie sich die Änderung der Einspritzgeometrie
auf die Leistung des Injektors auswirkt, sind ebenso wenig verö�entlicht wie allge-
meine experimentelle Untersuchungen mit Premix-Elementen. Erste Experimente
zielen also darauf ab, grundlegende Erfahrungen im Betrieb solcher Elemente zu
sammeln und diese in Bezug zu Koaxial-Elementen zu setzen.
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Der experimentelle Aufbau umfasst neben der Brennkammer zur Aufnahme der zu
untersuchenden Einspritzelemente die Systeme zur Bereitstellung von Brennsto�,
Oxidator und Kühlmedium sowie den Gasfackelzünder. An dieser Stelle soll kurz
auf die einzelnen Systeme eingegangen werden. Eine detaillierte Beschreibung
�ndet sich in [37].

5.1 Peripherie
Abbildung 5.1 zeigt eine Übersicht über die Systeme zur Versorgung mit den
notwendigen Betriebsmedien.

Abb. 5.1: Schema des Raketenbrennkammerprüfstandes am Lehrstuhl für Flugantriebe

Der für die Verbrennung notwendige Sauersto� wird in Flaschenbündeln be-
reit gehalten, die mit einem Anfangsdruck von 300 bar gefüllt sind. Es können
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bis zu vier Flaschenbündel mit einem Fassungsvermögen von je 600 Litern par-
allel an die Versorgungsleitung des Prüfstandes angeschlossen werden. Nach dem
Durchströmen des Hauptventils (1) wird ein Teil des Massenstroms abgezweigt
und über einen federbelasteten Druckminderer (2) und ein Magnetventil (3) dem
Gasfackelzünder zugeführt. Der überwiegende Massenstrom �ieÿt durch den Dom-
druckminderer (4) der Hauptleitung und ein Coriolis-Massenstrommessgerät zum
Hauptregelventil (5). Von hier wird der Gasstrom dem Einspritzkopf zugeführt.
Die Überwachung der Zustandsgröÿen geschieht durch je eine Druck- und Tem-
peraturmessstelle in der Sammelleitung, nach dem Domdruckminderer, nach dem
Massenstrommessgerät, sowie vor und hinter dem Regelventil, welches bei kriti-
schem Druckverhältnis betrieben wird.
Die Förderung des Brennsto�s erfolgt aus einem Druckblasenspeicher, in den aus
einem Vorratstank bis zu 50 Liter Kerosin gepumpt werden können. Im Versuch
wird der erforderliche Massenstrom durch einen Domdruckminderer (6) und ein
Proportional-Stromregelventil (7) zum Magnetventil (8) vor der Brennkammer
geleitet, von wo der Weg zum Einspritzkopf freigeschaltet wird. Im Falle eines
Versuchsabbruches oder zum Entlasten des Systems kann das Kerosin über ei-
ne Bypass-Leitung wieder in den Vorratstank geführt werden. Die Druck- und
Temperatursensoren in der Zuleitung, nach dem Druckminderer, im Abzweig zur
Brennkammer und hinter dem Magnetventil erlauben die exakte Bestimmung der
Totalenthalpie, mit welcher das Kerosin in den Einspritzkopf strömt.
Die Versorgung der Brennkammer mit dem erforderlichen Kühlwassermassen-
strom wird durch einen 500 Liter fassenden Wassertank sichergestellt. Dieser kann
aus zwei Pressluft�aschen, welche jeweils ein Fassungsvermögen von 2.100 Li-
tern besitzen, mit bis zu 200 bar unter Druck gesetzt werden. Der erforderliche
Druck wird wiederum über einen Domdruckminderer (9) justiert. Beim Ö�nen
des Hauptventils (10) am Auslass des Wassertanks strömt das Kühl�uid durch
eine Messblende (11), an der mit Hilfe eines Di�erenzdruckmessers der Massen-
strom nach DIN 19206 bestimmt wird. Im darauf folgenden Verteilerblock kann
der Massenstrom in zwei getrennte Kreise zur Kühlung von Brennkammer und
Düse aufgeteilt werden. Über Schläuche strömt das Fluid zu den Manifolds der
Brennkammer und der Düse und von hier in die Kühlkanäle der Brennkammer.
Nach dem Durchströmen der Austrittsmanifolds wird in beiden Kreisen erneut
der Massenstrom mittels einer Messblende (12) ermittelt, bevor das Kühlmedium
über Abschlussblenden (13) der Umgebung zugeführt wird. Alle Armaturen und
Dichtungen sind so ausgelegt, dass eine Kühlung sowohl mit Wasser als auch mit
Kerosin möglich ist. Die Einstellung des erforderlichen Massenstroms geschieht
durch die geeignete Wahl des Tankdrucks in Verbindung mit dem Durchmessers
der Abschlussblenden.
Die zum Start der Brennkammer erforderliche Zündenergie wird von einem Gasfa-
ckelzünder aufgebracht. In diesem wird ein Gemisch aus gasförmigem Sauersto�
und Methan durch eine Einzelelektrodenzündkerze zur Reaktion gebracht. Die
Dosierung der Massenströme von Sauersto� und Methan erfolgt durch kritisch
durchströmte Blenden (14). Mit Hilfe dieser variablen Massenströme und unter-
schiedlicher Halsquerschnitts�ächen der Zünderbrennkammer kann der Betrieb-
spunkt des Zünders so festgelegt werden, dass eine thermische Leistung zwischen
2 kW und 20 kW zur Verfügung steht, um das Sauersto�-Kerosin-Gemisch in der
Hauptkammer zu zünden.
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Abb. 5.2: Spraytestkammer im Schnitt und am Prüfstand des Lehrstuhls für Flugantriebe

Zur Ansteuerung der Domdruckminderer sowie zum Spülen des Zünders und der
Oxidatorleitung vor und nach Heiÿtests ist ein Leitungssystem installiert, das aus
einem 600 Liter fassenden 300 bar-Bündel mit Sticksto� versorgt wird.

5.2 Spraytest-Kammer
Um das hydraulische Verhalten der Einspritzelemente genauer zu charakterisie-
ren, wurde eine Spraytestkammer entworfen und gebaut (siehe Abbildung 5.2).
Sie verfügt über zwei einander gegenüber liegende optische Zugänge, die eine
optische Analyse des Spraybildes ermöglichen. Der Durchmesser der Spraykam-
mer wurde gröÿer als der in der Brennkammer gewählt, um die Entstehung des
Sprühnebels unabhängig von der Interaktion mit der Brennkammerwand analy-
sieren zu können. Sprayaufnahmen wurden mittels Durchlichtverfahren mit einer
Halogenlampe vom Typ Osram SLV 1000 erstellt. Die Verwendung von Plexi-
glas erlaubt den sicheren Betrieb bis zu einem Kammerdruck von 120 bar. Die
Spraytests wurden mit Kerosin und Sticksto� als Ersatzmedium für den Oxidator
durchgeführt. Die unterschiedliche Viskosität und Dichte der beiden Gase müssen
bei der Betrachtung von Reynoldszahl und Impulsverhältnis berücksichtigt wer-
den (siehe Kapitel 7 ). Der entstehende Treibsto�nebel wird durch eine kritisch
durchströmte Abschlussblende, welche bei vorgegebenen Massenströmen den not-
wendigen Gegendruck realisiert, in einen Schlauch geleitet. Von hier gelangt das
Fluid in einen Au�angtank, in welchem das Kerosin durch Zentrifugieren vom
Sticksto� getrennt wird. Der Sticksto� wird in die Umgebung abgeblasen. In der
Kammer verbleibendes Kerosin kann nach dem Spraytest durch eine Drainagelei-
tung abgelassen werden. Um die Fenster nach den Spraytests reinigen zu können
und das Entleeren der Kammer zu beschleunigen, verfügt der Aufbau über einen
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Anschluss zu einer Sticksto�-Spülleitung. Das Spülgas wird über Bohrungen un-
ter einem schrägen Aufprallwinkel auf die Fenster geleitet. Die Spraytestkammer
wird mittels Zugankern am weiter unten beschriebenen Einspritzkopf befestigt.
Neben der Bestimmung der Temperatur und der Massenströme der in den Injek-
tor eintretenden Medien wird in der Spraytestkammer an verschiedenen Stellen
der statische Druck gemessen. In der Sauersto�zuleitung und dem Kerosinmani-
fold sind ebenso Druckmessstellen angebracht wie in der Wand der Spraykammer.
Darüber hinaus wird der statische Druck in der Drainageleitung und in den Zu-
leitungen zur Fensterspülung gemessen.

Kammerdurchmesser d [mm] 75,0
Kammerlänge L [mm] 116,0
Maximaler Druck pmax. [bar] 120
Fensterbreite b [mm] 60
Fensterhöhe h [mm] 80

Tabelle 5.1: Betriebsparameter der Spraytestkammer
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5.3 Subscale-Brennkammer

Abb. 5.3: Querschnitt der wassergekühlten Single-Element-Brennkammer

Sowohl die kapazitiv gekühlte als auch die wassergekühlte Subscale-Brennkammer
sind modular aufgebaut, um einen leichten Wechsel der Kon�guration zu ermög-
lichen. Die kapazitiv gekühlte Brennkammer erlaubt wegen des Fehlens einer ak-
tiven Kühlung der Brennkammerwand nur kurze Betriebszeiten, in denen sich in
der Brennkammer kein stationärer Zustand einstellt. Sie wurde für die Optimie-
rung der Steuersequenz sowie zur Charakterisierung des Zündverhaltens und für
einen qualitativen Vergleich der einzelnen Injektoren verwendet. Die detaillierte
Charakterisierung wurde in der wassergekühlten Brennkammer durchgeführt. Ihr
Aufbau ist in Abbildung 5.3 dargestellt.
Er umfasst die Baugruppen Einspritzkopf, Zünderring und Brennkammer mit

Düse. Einspritzkopf und Zünderring werden bei beiden Kühlungsvarianten ver-
wendet. Am Einspritzkopf, welcher an der Grundplatte montiert ist, münden die
Zuleitungen von Kerosin und Sauersto�. Zwei unterschiedliche Einsätze aus sau-
ersto�freiem Kupfer können verschiedene Injektoren aufnehmen und bilden ge-
meinsam mit dem Einspritzkopf-Ring den Brennsto�manifold (siehe Abbildung
5.4). Beide Einsätze sind mit einer Druckmessbohrung zur Erfassung des stati-
schen Druckes im Kerosin-Ringspalt direkt vor der Einspritzebene ausgestattet.
Der Einsatz zur Aufnahme der in Kapitel 6.1 beschriebenen Premix-Elemente
weist darüber hinaus noch eine Bohrung zur Aufzeichnung des statischen Druckes
im Sauersto�-Kanal auf. An den Einspritzkopf wird der ungekühlte Zünderring
angeschraubt, der ebenfalls aus sauersto�freiem Kupfer 2.0070 hergestellt wurde.
Neben der Bohrung zur Zufuhr der Zünder�amme sind noch eine Druckmess-
bohrung (PC0) sowie der Anschluss für einen piezoelektrischen Druckaufnehmer
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Abb. 5.4: Einspritzkopf-Varianten zur Aufnahme unterschiedlicher Injektoren

Abb. 5.5: Messstellen in der Subscale-Brennkammer

(PCDYN) zur Aufzeichnung des dynamischen Drucks eingebracht.

Die gekühlte Brennkammer und Schubdüse werden mitsamt den Ein- und
Austrittsmanifolds und Überleitungen für Kühlwasser mit Zugankern gegen die
Grundplatte verspannt. Jedes der bis zu vier Brennkammersegmente weist eine
Länge von 130 mm auf und ist mit 20 Kühlkanälen mit einem Durchmesser von je
2,5 mm versehen. Durch die Verwendung von mehr oder weniger Brennkammer-
segmenten kann die charakteristische Länge der Brennkammer in einem Bereich
von 750 mm bis 1.200 mm variiert werden. Der Brennkammerdurchmesser be-
trägt 20 mm. Die konvergent-divergente Düse weist ein Kontraktionsverhältnis
von εc = (dc/dt)

2 = 2, 5 auf. Das Expansionsverhältnis beträgt εe = 1, 9. Die
Brennkammersegmente und das Düsensegment sind aus sauersto�freiem Kupfer
gefertigt. In Tabelle 5.2 sind die wichtigsten Geometrieparameter der Versuchs-
brennkammer aufgelistet.
Um den Verlauf des statischenWanddruckes aufzeichnen zu können, ist in jedem

Brennkammersegment eine Druckmessbohrung (PC1 bis PC3), welche mit einem
Durchmesser von 0,8 mm zwischen zwei Kühlkanälen durchgeführt ist und an
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Brennkammerdurchmesser dc [mm] 20,0
Düsenhalsdurchmesser dt [mm] 12,65
Kontraktionsverhältnis εc [-] 2,5
Expansionsverhältnis εe [-] 1,9
Charakteristische Länge L* [mm] 750 bis 1.200
Brennkammerdruck pc [bar] 20 bis 100
Mischungsverältnis O/F [-] 1,5 bis 3,7

Tabelle 5.2: Betriebsparameter der Subscale-Brennkammer

der Brennkammerwand mündet, angebracht. Die Druckmessbohrungen der Sen-
soren PC0 bis PC3 be�nden sich ein einem axialen Abstand von 7 mm, 104 mm,
234 mm und 364 mm von der Einspritzebene. Um die lokale Verteilung des Wär-
meeintrages in die Kühlkanäle untersuchen zu können, sind sowohl die Ein- und
Austrittsmanifolds als auch die Überleitungen zwischen den einzelnen Kammer-
segmenten mit den Druckmessstellen PWK1 bis PWK4 sowie PWD1 und PWD2
versehen (siehe Abbildung 5.5 auf der vorherigen Seite).
Die Messung der Kühlwassertemperatur kann an mehreren der acht Umfangspo-
sitionen erfolgen. Zum Einsatz kommen Mantelthermoelemente vom Typ K und
Pt100-Widerstandsthermometer, die jeweils einen Durchmesser von 1 mm aufwei-
sen. Beide verfügen über einen Mantel aus Edelstahl. Beim Thermoelement ist die
Messspitze zur Erzielung kürzerer Ansprechzeiten mit dem Mantel verschweiÿt,
die Länge der Ein�usszone beträgt etwa 10 mm. Die Länge der Ein�usszone, in
der die Pt-100 Sensoren arbeiten, beträgt ebenfalls 10 mm. Sie verfügen über eine
längere Ansprechzeit, weisen aber auch ein geringeres Signalrauschen auf. Tabelle
5.3 fasst die Eckdaten der verwendeten Sensoren im Bereich der Brennkammer
zusammen.

Abb. 5.6: Single-Element-Brennkammer am Prüfstand des Lehrstuhls für Flugantriebe
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Kanalname Einheit Bereich Sensor Lage [mm] Genauigkeit
PCDYN [bar] wählbar Kistler 6053C60 7 ± 0,3%
PC0 [bar] 0 - 160 WIKA IS-10 7 ±0,3 bar
PC1 [bar] 0 - 160 WIKA IS-10 104 ±0,3 bar
PC2 [bar] 0 - 160 WIKA IS-10 234 ±0,3 bar
PC3 [bar] 0 - 160 WIKA IS-10 364 ±0,3 bar

PWK1 [bar] 0 - 400 WIKA IS-10 17 ±0,8 bar
PWK2 [bar] 0 - 400 WIKA IS-10 147 ±0,8 bar
PWK3 [bar] 0 - 400 WIKA IS-10 277 ±0,8 bar
PWK4 [bar] 0 - 400 WIKA IS-10 407 ±0,8 bar
PWD1 [bar] 0 - 400 WIKA IS-10 410 ±0,8 bar
PWD2 [bar] 0 - 400 WIKA IS-10 425 ±0,8 bar
TWK11 [K] 273 - 873 Typ K 17 ±2,5 K
TWK13 [K] 173 - 373 Pt 100 17 ±0,35 K
TWK17 [K] 173 - 373 Pt 100 17 ±0,35 K
TWK21 [K] 273 - 873 Typ K 147 ±2,5 K
TWK22 [K] 273 - 873 Typ K 147 ±2,5 K
TWK23 [K] 173 - 373 Pt 100 147 ±0,35 K
TWK31 [K] 273 - 873 Typ K 277 ±2,5 K
TWK32 [K] 273 - 873 Typ K 277 ±2,5 K
TWK33 [K] 173 - 373 Pt 100 277 ±0,35 K
TWK42 [K] 273 - 873 Typ K 407 ±2,5 K
TWK46 [K] 173 - 373 Pt 100 407 ±0,35 K
TWK48 [K] 173 - 373 Pt 100 407 ±0,35 K
TWD11 [K] 173 - 373 Pt 100 410 ±0,35 K
TWD15 [K] 173 - 373 Pt 100 410 ±0,35 K
TWD24 [K] 173 - 373 Pt 100 425 ±0,35 K
TWD28 [K] 273 - 873 Typ K 425 ±2,5 K

Tabelle 5.3: Sensoren im Bereich der Subscale-Brennkammer
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Gegenstand der experimentellen Untersuchungen waren zwei Klassen von Injek-
toren, innerhalb derer verschiedene Entwurfsparameter variiert wurden. Der Ent-
wurf der Elemente lehnt sich jeweils an existierende Vertreter ihrer Klasse an,
wie sie in Kapitel 4 beschrieben sind. Die Geometrie wurde den Bedingungen am
Prüfstand angepasst: Der Durchmesser der Sauersto�kanäle wurde entsprechend
der im Vergleich zum Anwendungsfall niedrigen Temperatur und der damit ein-
hergehenden Änderung der Zustandsgröÿen des Sauersto�s angepasst, um Mach-
ähnliche Strömungsbedingungen zu scha�en. Ebenso wurde die Länge des Recess
im Hinblick auf langsamer ablaufende chemische Reaktionen skaliert. Ausgehend
von einer Grundkon�guration wurden dann verschiedene Änderungen an Desi-
gnparametern vorgenommen, um deren Ein�uss auf die Vorgänge in der Brenn-
kammer näher zu untersuchen.

6.1 Premix-Elemente

Abb. 6.1: Basiskon�guration 101 des untersuchten Premix-Typs

Abbildung 6.1 zeigt die Basiskon�guration des untersuchten Premix-Elementes.
Der Durchmesser des Sauersto�kanals wird vor der Mündung der Kerosinbohrun-
gen von 10 mm auf 8 mm verringert. Die sechs Einspritzö�nungen für den Brenn-
sto� haben einen Durchmesser von 0,95 mm, wobei ihre Bohrungsachse mit der
Achse des Sauersto�kanals einen Winkel von 75◦ einschlieÿt. Der Recess, der bei
diesem Element den Abstand zwischen der Mündung der Kerosineinspritzbohunrg
und dem Eintritt in die Brennkammer an der Faceplate bezeichnet, beträgt drei
Millimeter.

Die Variation der Entwurfsparameter betraf den Einspritzwinkel, den Recess
und die Anzahl der Kerosineinspritzbohrungen. Eine Übersicht ist in Tabelle 6.1
gegeben. der Einspritzwinkel wurde auf 45◦ verringert, um die Auswirkungen der
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6 Untersuchte Einspritzelemente

Element Nr. Anzahl Bohrungen Einspritzwinkel α[◦] Recess lR[mm]
101 6 75 3
102 6 45 3
103 6 75 4
104 6 45 4
105 4 75 3
106 4 45 3

107 - hordal 6 75 3

Tabelle 6.1: Entwurfsparameter der untersuchten Premix-Elemente

geänderten Trajektorie zu untersuchen. Darüber hinaus wurde die Anzahl der
Einspritzbohrungen für das Kerosin von sechs auf vier reduziert. Der Bohrungs-
durchmesser wurde so geändert, dass die gesamte Einspritz�äche konstant blieb.
Die Einspritzgeschwindigkeit ist somit für alle Elemente gleich, nicht jedoch die
sich einstellende Tröpfchengröÿe. Um den Ein�uss der Vorreaktion im Element
zu bewerten, wurde der Recess der Bohrungen auf vier Millimeter erhöht. Zudem
wurde ein Element untersucht, bei dem die Achsen der Kerosineinspritzbohrungen
die Mittellinie des Zentralkanals nicht tre�en und somit zu einer leichten Verdral-
lung des Kerosinnebels führen. Diese Variante wurde unter anderem von Long et
al. [74] vorgeschlagen, um den Verbrennungswirkungsgrad und die Stabilität der
Verbrennung zu verbessern.
Bei Premix-Elementen stabilisiert sich die Hauptzone der Verbrennung sehr

nahe am Elementaustritt. In Verbindung mit der Verteilung des Mischungsver-
hältnisses und den sich in der Nähe der Kopfplatte ausbildenden Rezirkulations-
zonen kommt es unter Umständen zu sehr hohen thermischen Belastungen dieses
auch als Faceplate bezeichneten Bauteils. Die genannten sieben Elemente wur-
den aus hochwarmfesten Edelstahl 1.4841 gefertigt und zunächst in Kurzzeittests
in der kapazitive gekühlten Brennkammer eingesetzt. Aufgrund der unzureichen-
den Wärmeleitfähigkeit des Materials kam es jedoch bei Brennkammerdrücken
über 40 bar zu einer oxidativen Beschädigung der Faceplate der Elemente. Des-
wegen wurde die Charakterisierung aller Elemente der kapazitiven als auch in der
wassergekühlten Kammer bei 20 bar durchgeführt. Zur Untersuchung des Ein-
spritzwinkels wurden die zuvor beschädigten Elemente 101 und 103 zusätzlich
aus desoxydiertem Kupfer 2.0070 gefertigt und bei 40 bar Brennkammerdruck
getestet. Das Standardelement 101 wurde abschlieÿend in einer weiteren Test-
kampagne bei niedrigen Mischungsverhältnissen bis O/F = 0,95 charakterisiert.

6.2 Coax-Swirl-Elemente
Die untersuchten Koaxial-Elemente entsprechen im Aufbau denen vom Typ B
des Triebwerks RD-170 (siehe Abbildung 4.6). Sie bestehen aus Post und Slee-
ve, welche im Einspritzkopf zum Injektor zusammengefügt werden. Abbildung
6.2 zeigt den so genannten GOX-Post und den dazugehörigen Sleeve eines Ele-
mentes mit einem Recess von 12 mm. Das Kerosin wird vor dem Eintritt in die
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6.2 Coax-Swirl-Elemente

Abb. 6.2: Post und Sleeve des Koaxial-Elements

Kammer durch spiralförmig gewundene Nuten geleitet. Durch die Kombination
verschiedener Posts mit entsprechenden Sleeves kann, wie in Abbildung 6.3 auf
Seite 61 dargestellt, die Länge der Recess-Zone variiert werden. In einer ersten
Phase wurde der Ein�uss des Recess auf die Verbrennungsvorgänge untersucht.
Hierzu wurden Recesslängen von 0 mm, 7 mm und 12 mm eingestellt und der
erzielbare Verbrennungswirkungsgrad durch Versuche in der kapazitiven Brenn-
kammer abgeschätzt. Auf der Basis dieser Kurzzeittests wurde entschieden, die
folgenden Versuche mit einer Recesslänge von 12 mm durchzuführen. In diesen
wurde der Anstellwinkel der Drallkanäle von 45◦ auf 60◦ gesteigert. Am Einsprit-
zelement mit 12 mm Recess und 60◦ Drallwinkel wurden dann eine Reihe von
weitern Änderungen vorgenommen. Abbildung 6.3 zeigt eine Übersicht über alle
Kon�gurationen:
• Am Austritt der Kerosinkanäle wurde eine Umfangsnut eingebracht (1), um
eine gleichmäÿigere Verteilung des Kerosins in Umfangsrichtung zu erzielen
und den Brennsto��lm zu stabilisieren.

• Bei den Elementen ohne Nut werden die Einspritzwinkel 45◦ und 60◦ mit-
einander verglichen.

• Die Blende am Eintritt wurde entfernt (3). Beim vorliegenden Element dient
der hier generierte Druckverlust zum Einen zur Erhöhung der Turbulenz
und zur Verbesserung der Gemischaufbereitung im Recess. Zum Anderen
behindert der Druckverlust die Ausbreitung von Druckschwankungen in die
Sauersto�zuleitung hinein und verbessert so das Stabilitätsverhalten der
Elemente. Beide E�ekte wurden in Heiÿtests näher untersucht.

• Das Element ohne Blende auf der Sauersto�seite wurde dann weiter va-
riiert: Durch eine Reduktion der Kanalhöhe auf der Kerosinseite um 35%
wurde die Einspritzgeschwindigkeit gesteigert (4). Der Ein�uss des geän-
derten Impulsverhältnisses auf die Gemischaufbereitung wurde hier ebenso
näher betrachtet wie das Stabilitätsverhalten des Elementes.

• In einer weiteren Serie von Experimenten wurde die oben beschriebene Blen-
de am Sauersto�-Post durch eine konische Reduzierung des Querschnitts in
der Recess-Zone ersetzt (5). Auch hier waren Stabilitätsverhalten und Ver-
brennungswirkungsgrad zu untersuchen.
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6 Untersuchte Einspritzelemente

Element Nr. lRecess Nut Blende Ainj,Kerosin θKerosin Verjüngung Drall
[mm] [mm2] Recess Sauersto�

201 0 nein ja 0,45 45◦ nein nein
202 7 nein ja 0,45 45◦ nein nein
203 12 nein ja 0,45 45◦ nein nein
204 12 nein ja 0,50 60◦ nein nein
205 12 ja ja 0,50 60◦ nein nein
206 12 ja nein 0,50 60◦ nein nein
207 7 ja nein 0,50 60◦ nein nein
208 0 ja nein 0,50 60◦ nein nein
209 12 ja nein 0,50 60◦ um 45% nein
210 12 ja nein 0,33 60◦ nein nein
211 12 ja nein 0,33 60◦ um 45% nein
212 12 ja nein 0,33 60◦ um 62% nein
301 12 ja nein 0,50 60◦ nein Typ A
302 12 ja nein 0,50 60◦ nein Typ C
303 7 ja nein 0,50 60◦ nein Typ C
304 12 nein nein 0,50 60◦ nein Typ E
305 12 nein nein 0,50 60◦ nein Typ F

Tabelle 6.2: Entwurfsparameter der untersuchten Coax-Swirl-Elemente

• Verschiedene Drall-Aufsätze wurden angebracht, um neben dem Kerosin
auch den Sauersto� in eine Rotationsbewegung zu versetzen (6-8). Hier-
bei wurden die relative Richtung der Rotation, die Querschnitts�äche des
Eintritts in die Drallkammer als auch die Anzahl der Zuführungsbohrun-
gen in die Drallkammer bei gleicher Gesamt�äche variiert. Dabei wurden
die Drallaufsätze, bei denen Sauersto� und Kerosin die gleiche Rotations-
richtung aufweisen, mit A, C und E bezeichnet. Der jeweils entsprechende
Drallaufsatz, bei dem Brennsto� und Oxidator entgegengesetzte Drehrich-
tung aufweisen, wird mit B, D und F bezeichnet.

Tabelle 6.2 gibt eine Übersicht über die getesteten Kon�gurationen wieder.
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6.2 Coax-Swirl-Elemente
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Abb. 6.3: Übersicht über die getesteten Coax-Swirl-Elemente
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7 Experimentelle Bestimmung der
Leistungsdaten

7.1 Bewertung und Aufbereitung der Messdaten

7.1.1 Messdatenaufbereitung

Während eines Versuches werden von der Datenerfassungssoftware am Prüfstand
alle analogen und digitalen Signale mit einer Frequenz von 250 Hz aufgezeichnet
und gemeinsam mit einer Kalibrierdatei zur Umrechnung der Rohdaten in phy-
sikalische Werte gespeichert. Die dynamischen Drucksensoren werden mit einer
Abtastrate von 15 kHz aufgezeichnet.
Vor der Berechnung der Leistungskenndaten wie Wandwärmestrom oder Ver-

brennungswirkungsgrad werden die Messwerte in einem Programm zur Anzeige
und Auswertung der Rohdaten eingelesen (siehe Abbildung 7.1 oben). Hier kön-
nen alle aufgezeichneten Daten überprüft und fehlerhafte Messungen festgestellt
werden. Mithilfe des Programms können abgeleitete Gröÿen wie das Mischungs-
verhältnis O/F oder die Durch�usskoe�zienten der Brennsto�- und Oxidatorseite
des Injektors berechnet und als eigene Variable abgespeichert werden. Um die In-
tervalle auszuwählen, welche später für die Analyse der Leistungsdaten benutzt
werden, verfügt das Programm über ein Statistik-Modul. Hier werden für ein Zei-
tintervall ∆t die Messwerte der ausgewählten Kanäle gemittelt und mit Minimum
und Maximum ausgegeben (siehe Abbildung 7.1 unten).
Die Intervalle für die Auswertung wurden so gewählt, dass alle Signale einen
konstanten zeitlichen Verlauf aufweisen und das Ergebnis der Auswertung nicht
durch transiente Vorgänge beein�usst wird. Die ist beispielhaft in Abbildung 7.1
unten zu sehen. Beim Wechsel des Brennkammerdruckes vom Startniveau bei
20 bar auf den ersten Lastpunkt bei 60 bar zum Zeitpunkt t=10,0 s kommt es
zum Überschwingen des Sauersto�ventils RVO. Dies führt zu einer Verschiebung
des Mischungsverhältnisses und des Brennkammerdruckes, die für etwa 1 Sekun-
de bestehen bleiben. Danach stellen sich stabile Verhältnisse ein, welche für die
Auswertung geeignet sind. Die Dauer der einzelnen Lastpunkte stellt sicher, dass
die Kammer einen thermisch stabilen Zustand erreicht hat, das heiÿt, dass die
Wandwärmeströme kein transientes Verhalten mehr zeigen.
Alle aufgezeichneten Signale weisen Schwankungen auf, welche die Genauigkeit
der Messwerte verringern. Beim Vergleich der Leistungsdaten, die mit verschiede-
nen Kon�gurationen aufgezeichnet wurden, ist es sinnvoll, diese mit der Standard-
abweichung der Messwerte zu vergleichen. Die normierte Standardabweichung σx

berechnet sich aus den Di�erenzen der einzelnen Messwerte und dem arithmeti-
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7 Experimentelle Bestimmung der Leistungsdaten

Ventilhub SRVOVentilhub SRVO
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Abb. 7.1: Software zur Anzeige und Weiterverarbeitung von Messdaten
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7.1 Bewertung und Aufbereitung der Messdaten

schen Mittelwert x̄

x̄ =
1

n
·

n∑
i=1

xi (7.1)

gemäÿ der Formel

σx =

√∑n
i=1 (xi − x̄)2

x̄
. (7.2)

Mittelwert und Standardabweichung der Messgröÿen sind für die Durchführung
von Signi�kanztests von Bedeutung und helfen dabei, auch ohne statistischen
Nachweis die Auswirkungen einer Änderung in der Kon�guration zu beurteilen.
Wenn die Änderung eines Messwertes zwischen zwei Kon�gurationen deutlich
gröÿer ist als die zu erwartende Streuung, kann davon ausgegangen werden, dass
diese auf die Unterschiede zwischen den beiden Kon�gurationen zurückzuführen
ist.

Die Schwankungen des Drucksignals werden durch die instationären Vorgänge
der Verbrennung hervorgerufen und p�anzen sich auch in die Zuleitungen fort.
Die zugehörige Standardabweichung beträgt zwischen zwei und fünf Prozent des
Messwertes. Tabelle 7.1 zeigt dies exemplarisch für einen Lastpunkt bei 60 bar.

PO5 PK5 PCZ PC0 PC1 PC2 PC3
Pmin [bar] 65,6 68,8 58,8 57,8 56,8 55,2 55,0
Pmax [bar] 68,8 72,1 60,7 61,4 58,9 58,3 57,4
P̄ [bar] 67,1 70,6 60,0 59,7 57,9 56,7 56,4
σP [%] 3,38 3,82 2,27 42,8 2,63 3,82 2,99

Tabelle 7.1: Mittelwert und Standardabweichung der Drucksignale

Abbildung 7.2 zeigt den Verlauf der Kühlwassertemperatur während eines Last-
punktes. Man erkennt zu Beginn des Lastpunktwechsels bei 25 Sekunden, wie
die Thermalbelastung der Kammer kurzzeitig zurückgeht. Die ist eine Folge der
Verschiebung des Mischungsverhältnisses, welches während der Transienten kurz-
zeitig zu brennsto�reicheren Werten und damit niedrigeren Verbrennungstempe-
raturen hin verschoben wird. Das Überschwingen des Sauersto�ventils und der
damit verbundene zu groÿe Sauersto�anteil in der Kammer führen zu höheren
Verbrennungstemperaturen und lassen die Wärmebelastung über das Maÿ des
stationären Betriebspunktes hinausgehen. Im Diagramm erkennt man die gute
Übereinstimmung der Kühlwassertemperaturen an den einzelnen axialen Positio-
nen. Auÿerdem wird das in Kapitel 5 beschriebene unterschiedliche Übertragungs-
verhalten der Thermoelemente vom Typ K und der Pt-100 Widerstandsthermo-
meter deutlich. Die Widerstandsthermometer reagieren deutlich langsamer auf die
mit dem Lastpunktwechsel einhergehende Änderung der Kühlwasseraufheizung.
Gleichzeitig ist das Rauschen des Signals deutlich geringer als bei den Mantelt-
hermoelementen.
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7 Experimentelle Bestimmung der Leistungsdaten

25 30 35 40 45

Test TEH−4T5−03, Element 302, p
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 = 80 bar, O/F = 3,2
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Abb. 7.2: Verlauf der Kühlwassertemperaturen beim Lastwechsel

In einigen Fällen zeigen Sensoren auf verschiedenen Umfangspositionen in der glei-
chen axialen Lage des Kühlsystems unterschiedliche Messwerte an. Diese Streuung
der Messergebnisse führt zu Abweichungen des berechneten Wandwärmestroms,
da dieser mit der Di�erenz der Temperaturen gebildet wird (siehe Kapitel 7.4).
Dieser Ein�uss ist bei niedrigen Brennkammerdrücken stärker ausgeprägt, weil
hier die Aufheizung des Kühlwassers weniger stark ist und Abweichungen in der
gemessenen Temperatur bis zu zwanzig Prozent der daraus berechneten Tempera-
turdi�erenz betragen können. Typische Messwerte verschiedener Sensoren und die
daraus folgende Standardabweichung der Aufheizung sind in Tabelle 7.2 gegeben.
Die Bestimmung der Massenströme von Kerosin und Sauersto� erfolgt mit

Coriolis-Massenstrommessgeräten. Anders als bei Venturi-Rohren, Messblenden
oder Durch�ussturbinen, die den Massenstrom aus dem bei der Durchströmung
entstehenden Di�erenzdruck oder der Bestimmung des Volumenstroms ermit-
teln, wird der Massenstrom beim Coriolis-Sensor direkt bestimmt. Die Dich-
te des Fluids muss nicht bekannt sein. Der Aufbau der verwendeten Coriolis-
Massenstrommessgeräte ist in Abbildung 7.3 gezeigt. Das Fluid durchströmt zwei
bogenförmige Rohrschleifen, welche durch Magnetspulen zu einer Schwingung an-
geregt werden. Die auf das Fluid wirkende Corioliskraft führt zu einer Phasenver-
schiebung, welche über Aufnehmerspulen in ein elektrisches Signal umgewandelt
wird.
Die Vorteile des verwendeten Systems sind die hohe Genauigkeit von 0,5% des

Messbereiches sowie die direkte Messung des Massenstroms, welche zusätzliche
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7.1 Bewertung und Aufbereitung der Messdaten

PC [bar] 40 60 80
TW1min [K] 283,4 283,3 283,3
TW1max [K] 283,4 283,3 283,3
TW2min [K] 292,0 297,0 300,0
TW2max [K] 293,8 297,7 300,4
∆TW12 [K] 9,5 14,1 16,9
σ∆TW12 [%] 13,4 3,0 0,2
TW3min [K] 303,6 313,7 320,4
TW3max [K] 304,8 314,2 321,6
∆TW23 [K] 11,3 16,6 20,8
σ∆TW23 [%] 3,8 4,7 0,5
TW4min [K] 316,6 332,8 344,8
TW4max [K] 317,2 333,4 344,9
∆TW34 [K] 12,7 19,2 23,9
σ∆TW34 [%] 3,3 4,0 0,4

Tabelle 7.2: Mittelwert und Standardabweichung der Kühlwasseraufheizung

Abb. 7.3: Aufbau der verwendeten Coriolis-Massenstrommessgeräte [80]

Fehler vermeidet. Nachteilig wirken sich die systembedingte lange Reaktionszeit
von etwa 1 Sekunde sowie die Sensitivität des Systems gegenüber starken Tempe-
raturänderungen aus: Transiente Vorgänge können nicht erfasst werden. Tabelle
7.3 zeigt typische Messwerte und Standardabweichungen

7.1.2 Nichtlineare Fehlerfortp�anzung
Bei der später folgenden Analyse der Wärmefreisetzung sowie des Wärmeüber-
ganges in die Brennkammerwand kann näherungsweise von einer linearen Fort-
p�anzung von Messfehlern ausgegangen werden. Bei der Bestimmung des Ver-
brennungswirkungsgrades verhält sich dies anders. Dies soll exemplarisch an ei-

67



7 Experimentelle Bestimmung der Leistungsdaten

ṁOx,min [g/s] 177,2 178,2 296,1 300,0 303,5 313,1 398,3 418,9 462,4
ṁOx,max [g/s] 202,2 201,1 319,0 319,2 336,5 332,3 422,7 437,8 478,4
ṁOx [g/s] 190,2 189,5 309,8 308,6 319,8 323,8 411,3 428,7 471,9
σṁOx [%] 6,58 6,20 3,72 3,13 5,16 2,97 2,97 2,20 1,71
ṁF,min [g/s] 70,8 73,4 102,6 104,6 105,3 117,7 138,4 142,3 150,7
ṁF,max [g/s] 75,0 76,9 106,8 109,9 110,2 119,5 143,5 146,5 154,4
ṁF [g/s] 72,8 75,3 104,6 107,4 108,2 116,7 141,0 114,1 152,5
σṁOx [%] 2,85 2,31 2,00 2,43 2,27 2,06 1,81 1,47 1,19

Tabelle 7.3: Mittelwert und Standardabweichung der Massenstromsignale

nem hypothetischen systematischen Fehler des Sauersto�massenstroms näher er-
läutert werden.
Wird vom entsprechenden Sensor ein zu niedriger Massenstrom gemessen, wird
für die Bestimmung des Verbrennungswirkungsgrades ein falsches Mischungs-
verhältnis zur Ermittlung der theoretischen charakteristischen Geschwindigkeit
c∗theoretisch in Gleichung (7.14) herangezogen. Diese weist, wie man in Abbildung
7.4 sehen kann, im Bereich von O/F ≤ 2 eine starke Abhängigkeit vom Mi-
schungsverhältnis auf. Hinzu kommt, dass der experimentell ermittelte Wert der
charakteristischen Geschwindigkeit c∗test auf einem zu geringen Gesamtmassen-
strom basiert und deswegen zu groÿ ist. Beide Fehler überlagern und verstärken
sich gegebenenfalls. Dies führt zu berechneten Verbrennungswirkungsgraden, die
in der Gröÿenordnung des ursprünglichen Messfehlers zu hoch sind. Problema-
tisch ist, dass der Fehler, der bei der Berechnung des Verbrennungswirkungs-
grades gemacht wird, über dem Mischungsverhältnis einen nichtlinearen Verlauf
zeigt. Um die Problematik besser beurteilen zu können, wurde der zu erwarten-
de Fehler in einem Bereich des O/F von 1 bis 3,8 und einer Fehlmessung des
Sauersto�massenstroms um 1% bis 5% abgeschätzt. Abbildung 7.5 zeigt, dass
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Abb. 7.4: Verlauf der charakteristischen Geschwindigkeit über dem Mischungsverhältnis
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7.2 Das Hydraulische Verhalten

für Mischungsverhältnisse oberhalb von 2,5 eine nahezu konstante Fortp�anzung
des Fehlers statt�ndet. Da der Sauersto�massenstrom nur einen Teil des Ge-
samtmassenstroms beiträgt und die charakteristische Geschwindigkeit hier nur
wenig über dem O/F variiert, kann in diesem Bereich trotz Fehlmessung auf den
Ein�uss, den die Gestaltung der Elemente und die Wahl des O/F auf den Ver-
brennungswirkungsgrad haben, zurückgeschlossen werden. Fehler im berechneten
Verbrennungswirkungsgrad liegen unterhalb 3%.
Anders verhält sich dies bei Mischungsverhältnissen, die weiter im brennsto�rei-
chen Gebiet liegen. Durch das Anwachsen des Fehlers ist hier der Vergleich von
Verbrennungswirkungsgraden, die bei unterschiedlichen Mischungsverhältnissen
ermittelt wurden, nicht mehr ohne weiters möglich. Ein Messfehler von bis zu
5% kann aufgrund der im Betrieb auftretenden Streuungen (siehe Tabelle 7.3)
nicht sicher nachgewiesen werden. Ein Ansteigen des Verbrennungswirkungsgra-
des um drei Prozent bei einer Verringerung des Mischungsverhältnisses von 2,5
bis 1,5 ist physikalisch zweifelhaft, da die Reaktionsrate der Verbrennung mit zu-
nehmender Entfernung von der Stöchiometrie abnimmt und deutet auf den zuvor
beschriebenen systematischen Fehler in der Massenstrommessung hin. Die quali-
tative Bewertung des Ein�usses von Konstruktionsparametern kann erfolgen, so
lange diese bei gleichem O/F statt�ndet.

1.5 2 2.5 3 3.5 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

 Fehler des Verbrennungswirkungsgrades über O/F
 

1% Fehler Massenstrom OX
2%
3%
4%
5%

O/F
stöch.

Grenzen des 
anwendungstypischen 
Betriebsbereichs

Abb. 7.5: Fehler des Verbrennungswirkungsgrades durch falsches Massenstromsignal

7.2 Das Hydraulische Verhalten
Das hydraulische Verhalten der Einspritzelemente umfasst die Beschreibung der
Druckverluste auf der Oxidator- und Brennsto�seite des Injektors sowie die Aus-
bildung des Spraykegels.
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Abb. 7.6: Detail einer Gegenlichtaufnahme des Sprühnebels von Element 205 bei 80 bar Ge-
gendruck

7.2.1 Ausbildung des Spraykegels
Die videogra�schen Aufnahmen der Spraytests wurden für eine qualitative Aus-
wertung der Sprayaufbereitung herangezogen. Da das Licht der Halogenlampe vor
Erreichen des stationären Betriebs durch den dichten Kerosinnebel, der die Kam-
mer vollständig ausfüllt, absorbiert wurde, konnten Auswirkungen unterschiedli-
cher Massenströme oder Impulsverhältnisse nicht untersucht werden. Der Ein�uss
der Elementkon�guration auf die Ausbreitung des Treibsto�gemischs konnte in
einigen Fällen deutlich nachgewiesen und mit Erkenntnissen aus Heiÿtests vergli-
chen werden.
Bei den untersuchten Gegendrücken zwischen 40 bar und 80 bar verschwindet
die Ober�ächenspannung des Kerosins, so dass keine Tröpfchen, sondern die aus
anderen Verö�entlichungen (z. B. [36]) bekannten turbulenten Strukturen zu er-
kennen sind. Exemplarisch ist dies an einer Aufnahme zu sehen, die mit der
Basiskon�guration 205 bei einem Gegendruck von 80 bar entstanden ist (siehe
7.6). Die Grenz�äche zwischen Kerosinnebel und Sticksto�atmosphäre erscheint
wie die Grenz�äche zweier Fluide stark unterschiedlicher Dichte. Sie ist durch
turbulente Ober�ächenwellen, welche durch die Relativgeschwindigkeit und das
Impulsverhältnis der beiden Sto�e beein�usst werden, gekennzeichnet.
Der Ein�uss, den der zentrale Gasmassenstrom auf die Ausbildung des Sprühne-
bels hat, ist im Vergleich der zweier Aufnahmen mit und ohne Gasmassenstrom
zu sehen (siehe Abbildung . von etwa 90◦ sinkt der Winkel des Spraykegels auf
Werte um 30◦. Der Gasmassenstrom reiÿt das Kerosin mit und beschleunigt es in
axialer Richtung. Darüber hinaus bilden sich durch den Gasmassenstrom Rezir-
kulationszonen im Bereich der Faceplate aus.
Die Aufzeichnungen konnten auch dazu verwendet werden, die grundlegend an-

dere Ausbreitung der Treibsto�partner bei der Verwendung von Drallerzeugern
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Abb. 7.7: Gegenlichtaufnahme des Sprühnebels von Element 205 ohne (links) und mit(rechts)
Gasmassenstrom

auf der Sauersto�seite zu verdeutlichen. Durch den Drehimpuls des zentralen Gas-
massenstroms wird dagegen bei der Verwendung der Drallaufsätze das Kerosin
sofort nach dem Austritt aus der Brennkammer auf den maximal möglichen Au-
ÿendurchmesser gedrängt. Hier �ndet eine wesentlich intensivere Vermischung der
beiden Reaktionspartner statt. Der Unterschied zum Spraybild der Standardkon-
�guration ist in Abbildung 7.8 am Beispiel des Elements 302 mit Sauersto�drall
dargestellt.

Abb. 7.8: Gegenlichtaufnahme des Sprühnebels von Element 302 mit Sauersto�drall bei 60 bar
Gegendruck

71



7 Experimentelle Bestimmung der Leistungsdaten

7.2.2 Druckverlustverhalten
Die Bestimmung von Durch�usskoe�zienten ermöglicht neben der allgemeinen
Vorhersage auftretender Druckverluste eine detaillierte Beschreibung von Kavi-
tationse�ekten, welche in manchen Betriebspunkten in den Kerosin-Kanälen auf-
treten können und Ein�uss auf das Betriebsverhalten des Elementes haben. Die
Ermittlung der zugehörigen Kenngröÿen kann sowohl für Spraytests als auch für
den Heiÿtest erfolgen.
Der Durch�usskoe�zient für die Sauersto�seite wird gemäÿ der Herleitung in

Kapitel 3.3 wie folgt berechnet:

cD,Gas =
ṁGas

Aref · φ ·
√

2 · pO5 · ρGas

. (7.3)

Die Aus�usszahl φ berücksichtigt dabei die Kompressibilität des Gases:

φ =

√√√√ κ

κ− 1
·
[(

pC0

pO5

) 2
κ

−
(

pC0

pO5

)κ+1
κ

]
. (7.4)

Als Referenz�äche wurde jeweils der volle Querschnitt am Eintritt in die Brenn-
kammer gewählt. Der zugehörige Durchmesser beträgt bei Premix-Elementen 8
mm, bei Koaxial-Elementen 12,3 mm. Auf der Kerosinseite ist die Berechnung
des Durch�usskoe�zienten einfacher:

cD,Ker =
ṁKer

Aref ·
√

2 · (pK5 − pC0) · ρKer

. (7.5)

Die Referenz�äche wird hierbei durch die gesamte Einspritzquerschnitts�äche für
das Kerosin wiedergegeben.

Bei der Auswertung der Daten aus Spraytests muss berücksichtigt werden, dass
auf der Oxidatorseite Sticksto� als Ersatzmedium verwendet worden ist. Die Ex-
perimente wurden so durchgeführt, dass die Reynolds-Ähnlichkeit der Strömun-
gen gegeben ist:

ReN2 =
ρN2 · vN2 · dref

ηN2

!
=

ρO2 · vO2 · dref

ηO2

= ReO2 . (7.6)

Die beiden Massenströme im Realfall und im Modell sind also über die dynami-
sche Viskosität der Fluide miteinander verknüpft:

ṁO2 = ṁN2 ·
ηO2

ηN2

= ṁN2 · 1, 137 . (7.7)

Die Umrechnung des Sticksto�massenstroms in den äquivalenten Sauersto�mas-
senstrom muss erfolgen, wenn Durch�usskoe�zienten oder Druckverluste in Be-
zug auf das Mischungsverhältnis O/F oder das Impulsverhältnis q betrachtet
werden.
Bei der Auswertung der Ergebnisse ist zu beachten, dass der statische Druck

PC0 in der Brennkammer nicht direkt in der Austrittsebene des Elements be-
stimmt wird, sondern 7 mm stromab. Es kann davon ausgegangen werden, dass
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der statische Druck sich innerhalb der kurzen Strecke nicht wesentlich geändert
hat. Ein�üsse, die durch die Querschnittserweiterung bedingt sind, müssen eben-
so in Betracht gezogen werden wie die Tatsache, dass im Heiÿtest die chemische
Reaktion bereits im Recess einsetzt und die Strömung entsprechend beein�ussen
kann. In der Spraytestkammer liegt die Messstelle PC0 auf einem wesentlich grö-
ÿeren Querschnitt. Tendenziell sind hier also bei Annahme gleichen Totaldrucks
höhere statische Drücke als in der Brennkammer zu erwarten. Andererseits wird
in der Spraytestkammer der Ein�uss der thermischen Androsselung durch die
Verbrennung ausgeschlossen.

7.3 Die Wärmefreisetzung
Der axiale Verlauf der Wärmefreisetzung kann mit Hilfe der Wanddruckverteilung
in der Kammer bewertet werden. Solange Verbrennungsreaktionen ablaufen und
Wärme freigesetzt wird, sinkt der statische Druck im zylindrischen Brennkam-
merabschnitt aufgrund der Beschleunigung, die das Gas erfährt. Hierfür stehen
die Signale pC0, pC1, pC2 und pC3 der in Kapitel 5 beschriebenen Sensoren zur
Verfügung. Zur besseren Vergleichbarkeit werden die statischen Drücke mit dem
Brennkammertotaldruck in der Einspritzebene normiert. Ihre axiale Lage ist in
Tabelle 7.4 angegeben. Die Position der Druckmessbohrung s wird relativ zur
Einspritzebene gemessen.

Messstelle s [mm] dimensionslose Länge s/L* [-]
pC0 7 0,0064
pC1 104 0,094
pC2 234 0,212
pC3 364 0,330

Tabelle 7.4: Position der Druckmessstellen zur Bestimmung des Wanddruckverlaufes

7.4 Der Wärmestrom in die Wand
Die Aufzeichnung von Druck und Temperatur des Kühlwassers, die an verschie-
denen Umfangspositionen am Ein- und Auslassmanifold sowie den Überleitungs-
manifolds statt�ndet, erlaubt die Berechnung der Wärmemenge, die der Brenn-
kammer durch die Wand entzogen wird. Die zwischen zwei Querschnitten 1 und 2
zugeführte Wärme kann mit dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik für eine
o�enes, stationär durchströmtes System beschrieben werden:

ṁWasser ·
[(

cp2 · T2 + p2v2 +
c2
2

2

)
−

(
cp1 · T1 + p1v1 +

c2
1

2

)]
= Q12 . (7.8)

So kann im vorliegenden Versuchsaufbau der Wärmeübergang in die Wand für
jedes Segment separat betrachtet werden. Seine axiale Verteilung kann dann im
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Bezug auf die gesamte Wärmemenge, die an die Wand abgeführt wurde, betrach-
tet werden. Um die Ergebnisse leichter mit anderen verö�entlichten Daten ver-
gleichen zu können, bietet es sich an, anstelle der Wärmeströme die �ächenbezo-
gene Wärmestromdichte zu betrachten. Hierzu wird der Quotient aus abgeführter
Wärmemenge und Brennkammerober�äche gebildet:

Φi =
Qi

Ai

. (7.9)

Um besser beurteilen zu können, wie der Betriebspunkt der Brennkammer auf
der einen und die geometrische Gestaltung des Einspritzelementes auf der anderen
Seite den Wärmestrom in die Wand beein�ussen, wurde eine Regressionsanalyse
der Wärmestromdaten durchgeführt. Hierbei wurden die Koe�zienten a, b und c
der Gleichung

Φ = a ·
(

O

F

)b

· (pc)
c . (7.10)

bestimmt. Hierbei gehen die Wärmestromdichte in MW/m2 und der Druck
in MPa ein. Aus anderen Studien ist bekannt, dass die Steigerung des Gesamt-
massenstroms, die den Brennkammerdruck bestimmt, zu einem Koe�zienten c
in der Gröÿenordnung von 0,8 bis 1,0 führt. Umfangreiche Wärmestromdaten
für LOX/Kerosin sind in 1988 von der NASA verö�entlicht worden [81]. Eine
Abschätzung der zu erwartenden Wärmeströme kann in gewissen Grenzen durch
Extrapolation bekannter Daten erfolgen.
Zur Bestimmung der Koe�zienten wird die Gleichung durch Logarithmieren

linearisiert:

log Φ = a + b · log

(
O

F

)
+ c · log (pc) . (7.11)

Für diese Gleichung wurde eine Näherungsfunktion gemäÿ der Methode der kleins-
ten Fehlerquadrate gesucht:

QME =
n∑

i=1

(
log Φi − log a− b · log

(
O

F

)

i

− c · log (pc)i

)2

(7.12)

mit den Randbedingungen
∂ (QME)

∂a
=

∂ (QME)

∂b
=

∂ (QME)

∂c
= 0. (7.13)

Das entstehende Gleichungssystem wurde unter Verwendung der Matlab-Standard-
Routine corrcoef gelöst [82].

7.5 Der Verbrennungswirkungsgrad
Wie in Kapitel 2 erläutert, stellt die charakteristische Geschwindigkeit c* die wich-
tigste Kenngröÿe zur Beurteilung des Verbrennungswirkungsgrades eines Rake-
tentriebwerkes dar. Gleichung 2.16 zeigt, dass die charakteristische Geschwindig-
keit von der Treibsto�zusammensetzung und dem Brennkammerdruck (bzw. der
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Brennkammertemperatur) abhängt, nicht jedoch von der geometrischen Gestal-
tung der Schubkammer. Deswegen eignet sich die De�nition des Verbrennungs-
wirkungsgrades auf der Basis der charakteristischen Geschwindigkeit sehr gut für
die Analyse von Einspritzelementen. Änderungen in der Konstruktion des Injek-
tors sollten den Verbrennungswirkungsgrad signi�kant beein�ussen.

Der Verbrennungswirkungsgrad eines Raketentriebwerkes wird wie folgt ange-
geben:

ηc∗ =
c∗Test

c∗theoretisch

=

pt,t·At

ṁges

c∗theoretisch

. (7.14)

Der Verbrennungswirkungsgrad wird analog zur allgemein üblichen Vorgehens-
weise, wie sie in [83] beschrieben ist, ermittelt. Die Berechnung der charakteristi-
schen Geschwindigkeit erfolgt mit Hilfe des Programms CEA2, welches auch nach
seinen Autoren als "Gordon-McBride- bekannt ist [9].

7.5.1 Das Computerprogramm CEA2
Das Programm CEA2 ermöglicht dem Benutzer die Berechnung einer Vielzahl von
Verbrennungsreaktionen. Umfangreiche Datenbanken erlauben die Auswahl von
mehreren Brennsto�en und Oxidatoren, welche in einem vom Benutzer wählbaren
Massen- oder Mengenverhältnis zur Reaktion gebracht werden. Die Berechnung
erfolgt auf der Basis der Minimierung der freien Gibbs'schen Enthalpie, die Kine-
tik der ablaufenden chemischen Reaktionen wird nicht abgebildet. Das Programm
bietet die Möglichkeit, aus diversen anwendungsspezi�schen Berechnungsmetho-
den auszuwählen. Eine davon ist das so genannten �Rocket Problem�. Mit seiner
Hilfe kann eine Reihe für die Auslegung und Leistungsbestimmung von Rake-
tentriebwerken wichtiger Sto�daten ermittelt werden. Bei der Berechnung eines
Rocket-Problems werden nicht nur die totalen Zustandsgröÿen des Abgases und
die Spezieszusammensetzung nach der Verbrennung ermittelt. Die Ausgabedatei
umfasst auch Gröÿen, die für die Berechnung von Wärmetransportphänomenen
notwendig sind, zum Beispiel die isobare Wärmekapazität cp, die Wärmeleitfähig-
keit λ und die Emissivität ε der Verbrennungsprodukte. Darüber hinaus werden
mit der charakteristischen Geschwindigkeit c∗ und dem spezi�schen Impuls Isp

spezi�sche Kenngröÿen von Raketenmotoren berechnet.
Bei der Berechnung der Reaktionen in der Brennkammer kann zwischen den Mo-
dellen des �in�nite area combustors� (IAC) und des ��nite area combustors� (FAC)
gewählt werden:
• Beim IAC-Modell wird von einem ruhenden Gas ausgegangen, welches nach
Ablauf der Verbrennungsreaktion durch eine konvergent-divergente Düse
entspannt wird. Totalzustand und statischer Zustand am Ende der Brenn-
kammer sind identisch.

• Beim FAC-Modell werden die Gleichungen zur Berechnung der Wärmefrei-
setzung in einem Rohr konstanten Querschnitts verwendet. Aus dem vom
Benutzer angegebenen Kontraktionsverhältnis εc wird die Machzahl vor Ein-
tritt in die Düse berechnet. Es werden statische und totale Gröÿen vor dem
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Eintritt in die Düse berechnet. Der Totaldruckverlust, der durch die Wär-
mezufuhr entsteht, wird mit berechnet.

Die Brennkammerwand wird als adiabat und reibungsfrei betrachtet. Die E�ekte
der Kühlung und der Reibung an der Wand müssen gesondert berücksichtigt wer-
den. Beim verwendeten FAC-Modell werden Berechnungen in mehreren Ebenen
durchgeführt:

• Injection (�inj�):
Die Sto�daten werden direkt in der Einspritzebene berechnet. Totaldruck-
verluste durch die Wärmefreisetzung werden nicht berechnet. Die Strö-
mungsgeschwindigkeit ist gleich Null.

• Combustion End (�c�):
Die Wärmefreisetzung ist abgeschlossen, die Strömung vollständig beschleu-
nigt. Der statische Druck ist entsprechend der Zunahme an Geschwindigkeit
und dem Totaldruckverlust gesunken. Die Machzahl der Strömung am Ende
der Brennkammer wird durch die Schallbedingung im Düsenhals und das
Kontraktionsverhältnis εc bestimmt.

• Throat (�t �):
Das heiÿe Gas wird durch die Querschnittsverengung beschleunigt, bis -
bei überkritischem Brennkammerdruck - im Hals die Schallgeschwindigkeit
erreicht wird.

Im Anschluss an den Halsquerschnitt kann die Expansion des Gases auf unter-
schiedliche statische Drücke betrachtet werden, wie sie für die Auslegung von
Schubdüsen von Bedeutung ist. Dabei kann wahlweise ein Expansionsverhältnis
εe oder ein Druckverhältnis p/pinj angegeben werden.
Bei der Berechnung der Heiÿgaszusammensetzung kann vom Benutzer zwischen

den Berechnungsmethoden �frozen� und �equilibrium� gewählt werden:

• Die Berechnung nach der frozen-Methode geht von einer eingefrorenen che-
mischen Reaktion aus. Dabei bleibt die chemische Zusammensetzung der
Gase, die sich bei der Verbrennung einstellt, während der Durchströmung
der Kammer und der Expansion in der Düse unabhängig von Druck und
Temperatur konstant

• Bei der Berechnung mit der equilibrium-Methode wird ein gleitendes che-
misches Gleichgewicht angenommen. An jeder Stelle der Brennkammer und
Düse entspricht die Zusammensetzung der Treibgase dem Gleichgewichts-
zustand, der von den lokalen statischen Werten der Temperatur und des
Drucks vorgegeben wird. Bei Anwendung des FAC-Modells führt die Ver-
wendung der equilibrium-Methode zu einer genaueren Berechnung der Sto�-
gröÿen, da hier an jedem Punkt der Schubkammer zwischen statischen und
totalen Gröÿen unterschieden wird.

Zur Berechnung der Daten mit CEA2 werden folgende Eingangsgröÿen benö-
tigt:
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• Kontraktions- und Expansionsverhältnis der Schubkammer:
Für die Berechnung der Machzahlen innerhalb der Kammer und des diver-
genten Teils der Schubdüse ist die Kenntnis über den axialen Verlauf der
Querschnitts�äche notwendig. Im Programmcode von CEA2 wird dabei nur
das Flächenverhältnis unabhängig von seiner axialen Position berücksich-
tigt. Ausgehend von der Annahme Ma=1 im Halsquerschnitt kann über das
Kontraktionsverhältnis εc der Zustand der Strömung am Ende der Kammer
berechnet werden. Darüber hinaus kann für verschiedene Expansionsver-
hältnisse ε der Zustand des Gases im Endquerschnitt der Düse bestimmt
werden. Dieser ist Basis für dei Berechnung des Schubes sowie des spezi�-
schen Impulses, den das Triebwerk liefert.

• Enthalpieströme am Eintritt:
Die Enthalpiewerte von Oxidator und Brennsto� sind notwendig, um die Zu-
standsgröÿen nach dem Ende der Verbrennung korrekt berechnen zu können.
Ferner wird durch die in Kapitel 7.5.2 beschriebene Korrektur der Einsprit-
zenthalpien dem Wärmestrom in die gekühlte Brennkammerwand Rechnung
getragen, der zu einer Minderung der Leistung beiträgt.

• Mischungsverhältnis:
Das Verhältnis der Massenströme an Oxidator und Brennsto� beein�usst
elementar die Leistungsfreisetzung in der Brennkammer. Im vorliegenden
Fall kann das aus Messungen bestimmte Mischungsverhältnis direkt ver-
wendet werden.

• Totaldruck in der Einspritzebene:
Ein weiterer wichtiger Faktor bei der Ermittlung der Leistungskenndaten ist
der Totaldruck, bei dem die Verbrennung abläuft. Seine Bestimmung auf der
Basis der gemessenen statischen Wanddrücke wird weiter unten detailliert
erläutert.

Die Ausgabedatei, die von CEA2 erzeugt wird, enthält neben den beschriebenen
statischen und totalen Zustandsgröÿen des Abgases, den für Wärmetransport-
phänomene relevanten Daten und den Kenngröÿen für Raketenmotoren auch An-
gaben zur molaren Zusammensetzung des Gases sowie, im Fall der Verbrennung
von Kerosin, eine Abschätzung der entstehenden Menge an Ruÿ.

7.5.2 Iterative Bestimmung des Verbrennungswirkungsgrades
Für die Vorhersage der theoretischen charakteristischen Geschwindigkeit in Glei-
chung (7.14) und des Totaldrucks der Strömung im Düsenhals mit Hilfe des
CEA2-Codes werden die Totalenthalpien der Reaktionspartner in der Einspritze-
bene benötigt. Hierfür sind die Zuleitungen zum Injektor mit Druck- und Tem-
peraturmessstellen ausgestattet.
Die Berechnung der Totalenthalpie des Kerosins erfolgt unter der Annahme, dass
die Strömung von der Messstelle zur Einspritzung näherungsweise adiabat und
isentrop verläuft. Totaldruckverluste, die durch die Beschleunigung und Umlen-
kung des Fluids beim Eintritt in die Einspritzbohrungen der Drallkanäle auftre-
ten, können vernachlässigt werden. Das verwendete Coriolis-Massenstrommessgerät
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erlaubt neben der direkten Bestimmung des Massenstromes auch die Berechnung
der Dichte. Die Dichte des Kerosins wird mit Hilfe eines temperaturabhängigen
Polynoms und den Messwerten eines integrierten Pt100-Widerstandsthermometers
ermittelt. Da der Rohrquerschnitt an der Stelle der Druckmessung bekannt ist,
kann der Totaldruck des Kerosins berechnet werden:

pt,K = pK +
ρK

2
· v2

K . (7.15)

Die Strömungsgeschwindigkeit wird mit Hilfe der Kontinuitätsgleichung bestimmt:

vK =
ṁK

ρK · AK

(7.16)

Mit den Gröÿen Totaldruck, Temperatur und Dichte kann mit Hilfe des CEA2-
Codes die Totalenthalpie am Eintritt in die Kammer bestimmt werden.
Bei der Berechnung der Totalenthalpie des Sauersto�s muss dessen Kompressibi-
lität berücksichtigt werden. Aus den gemessenen Daten für statischen Druck und
Temperatur in der Zuleitung zum Injektor werden mit Hilfe des CEA2-Codes
die isobare Wärmekapazität cp sowie die Dichte ρ des Sauersto�s bestimmt. Die
Strömungsgeschwindigkeit im Rohr wird analog zum Brennsto� mit der Konti-
nuitätsgleichung berechnet. Man erhält die Totaltemperatur im kompressiblen
Fall:

TtO,inj = TtO,Rohr = TO,Rohr +
v2

O,Rohr

2 · cpO,Rohr

. (7.17)

Um aus dem in der Einspritzebene gemessenen statischen Druck auf den Total-
druck des Oxidatorstroms schlieÿen zu können, werden im nächsten Schritt die
isobare Wärmekapazität cp und der Isentropenexponent κ in der Einspritzebene
benötigt. Diese können wiederum aus CEA2 entnommen werden, wenn die stati-
sche Temperatur TO,inj des Sauersto�s in der Einspritzebene bekannt ist. Diese
kann erneut durch die Verwendung der Kontinuitätsgleichung aus der konstant
angenommenen Totaltemperatur TtO,inj bestimmt werden:

TO,inj = TtO,inj − ṁ2
O

2 · cpO,inj
· (ρO,inj · AO,inj)

2 . (7.18)

Da jedoch die isobare Wärmekapazität cpO,inj
und die Dichte ρO,inj von der sta-

tischen Temperatur TO,inj abhängen, kann die Gleichung (7.18) nur iterativ ge-
löst werden. Ist die statische Temperatur bekannt, wird der zugehörige Wert
der isochoren Wärmekapazität cvO,inj

und der Schallgeschwindigkeit aO,inj in der
Einspritzebene bestimmt. Diese beiden Gröÿen werden für die Berechnung des
Isentropenexponenten

κ =
cp

cv

(7.19)

beziehungsweise für die Bestimmung der Machzahl in der Einspritzebene

Ma =
v

a
(7.20)
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benötigt. Damit kann der Totaldruck in der Einspritzebene nach der Gleichung

ptO,inj = pO,inj ·
(

1 +
κO,inj − 1

2
·Ma2

O,inj

) κO,inj
κO,inj−1

(7.21)

berechnet werden. Wie beim Kerosin kann mit Hilfe von Totaldruck und -temperatur
die Totalenthalpie des Sauersto�s aus den Tabellen von CEA2 entnommen wer-
den.

Bevor die theoretische charakteristische Geschwindigkeit mit CEA2 bestimmt
werden kann, muss der Wärmestrom in die gekühlte Brennkammerwand berück-
sichtigt werden. Das Programm CEA2 geht von adiabaten Brennkammerwänden
aus. Der Verlust an Wärmeenergie durch die gekühlte Wand entspricht einer
Abnahme der Totalenthalpie im betrachteten System, die vom Programm nicht
berücksichtigt wird. Die Verringerung der in die Brennkammer eintretenden Ent-
halpieströme stellt das Gleichgewicht aus ein- und austretenden Enthalpieströ-
men wieder her. Dazu wird der im Kühlsystem abgeführte Enthalpiestrom auf
Brennsto�- und Oxidatormassenstrom aufgeteilt und die Totalenthalpien der Re-
aktanden entsprechend reduziert. Die Wärmezufuhr in das Kühlwasser wird durch
die Gleichung (7.8) bestimmt. Die Wärmemenge wird gemäÿ dem Mischungs-
verhältnis von den eintretenden Enthalpieströmen an Brennsto� und Oxidator
abgezogen. Man erhält für die neue, korrigierte Totalenthalpie des Brennsto�s:

htK,korr = htK − Q12

(ṁO + ṁK) · (1 + O
F

) . (7.22)

Für den Oxidator ergibt sich

htO,korr = htO − Q12

(ṁO + ṁK) ·
(
1 + 1

O
F

) . (7.23)

Weil CEA2 keine Reaktionskinetik abbildet, beein�usst die Verringerung der
Enthalpie am Eintritt in die Brennkammer nicht den Verlauf, nur das Ergebnis
der chemischen Reaktion in der Brennkammer. Üblicherweise führt die Reduktion
der Enthalpie am Eintritt zu einer Verringerung der theoretischen charakteristi-
schen Geschwindigkeit von 3,5% (siehe Abbildung 7.9). Dies bedingt einen ebenso
groÿen Anstieg des berechneten Verbrennungswirkungsgrades ηc∗.
Zur Bestimmung der charakteristischen Geschwindigkeit und des Verbrennungs-

wirkungsgrades im gegebenen Betriebspunkt muss neben dem Mischungsverhält-
nis O/F auch der Totaldruck der Verbrennung in der Einspritzebene bekannt sein.
Dieser kann aus den gemessenen statischen Wanddruckkdaten bestimmt werden.
Der Verlauf des statischenWanddruckes über die volle Kammerlänge hinweg zeigt,
dass unmittelbar vor Beginn der Kontraktion kein signi�kanter Abfall des stati-
schen Druckes und damit verbunden keine Beschleunigung der Strömung mehr
statt�ndet und die Wärmefreisetzung somit als abgeschlossen betrachtet werden
kann. Folglich kann auch der gemessene Druck pc3 interpretiert werden als sta-
tischer Druck der Ebene �combustion end�, pc (siehe Abschnitt 7.5.1). In einer
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7 Experimentelle Bestimmung der Leistungsdaten

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1
Wärmestrom Q

12
 [MW]

Abb. 7.9: Absinken des c* bei Diabasie der Brennkammerwand

Iterationsschleife wird von der Auswertesoftware beim gegebenen Mischungsver-
hältnis O/F der Totaldruck pt,inj so lange variiert, bis der gemessene Druck pc3

und pc aus der CEA2-Berechnung übereinstimmen.
Nach dem Ende der Iteration ist der Referenzwert c∗theoretisch für die Berechnung
des Verbrennungswirkungsgrades nach Gleichung (7.14) bekannt . Bevor aus dem
von CEA2 berechneten Totaldruck im Hals die tatsächliche charakteristische Ge-
schwindigkeit c∗Test ermittelt werden kann, muss der tatsächlich vorliegende Hals-
querschnitt abgeschätzt werden. Da CEA2 ein eindimensionales Berechnungsver-
fahren ist, können E�ekte, welche durch die Reibung an der Wand hervorgerufen
werden, nicht berücksichtigt werden. Die Wandreibung und die von ihr induzierte
Grenzschicht führen jedoch zu weiteren Durckverlusten im Bereich der Kontrak-
tion sowie zu einer Abnahme des e�ektiven Strömungsquerschnittes im Hals, At.
Zur Berücksichtigung dieser E�ekte wird eine Tabelle herangezogen, in der mit
dem zweidimensionalen CFD-Programm TDK für verschiedene Betriebspunkte
cD-Werte der Halsquerschnitts�äche berechnet wurden. Ein geeigneter cD-Wert
für die vorliegenden Testdaten wird durch eine zweidimensionale Interpolation
nach Mischungsverhältnis und Totaldruck ermittelt.
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8 Experimente und Ergebnisse
Für die Durchführung der Versuche kam eine Steuersoftware zum Einsatz, die
mit Hilfe des Software-Pakets LabView 7.0 entwickelt wurde. Während des ge-
samten Tests übernimmt das Programm die Steuerung der Ventile und über-
wacht sicherheitsrelevante Grenzwerte wie den Kühlwassermassenstrom oder den
Brennkammerdruck. Der zeitliche Ablauf der Testsequenz wird vom Benutzer in
einer Steuerdatei hinterlegt und vor Beginn des Tests vom Programm eingelesen.
In der Steuerdatei sind die Stellwerte aller Ventile des Prüfstands für die ver-
schiedenen Zeitintervalle des Tests hinterlegt. Auÿerdem enthält die Steuerdatei
Informationen über den zeitlichen Verlauf der oberen und unteren Grenzwerte
aller überwachten Kanäle. Die Grenzwerte können so je dem aktuellen Lastpunkt
der Brennkammer angepasst werden. Die automatisierte Durchführung des Ver-
suchs garantiert die zeitliche Reproduzierbarkeit der transienten Vorgänge und
ermöglicht eine einfach Wiederholung eines Testlaufs.
Innerhalb einer Sequenz werden nach der bestätigten Inbetriebnahme des Kühl-
systems und dem erfolgreichen Zünden der Brennkammer vorde�nierte Lastpunk-
te angesteuert. Dazu werden die Massenströme an Brennsto� und Oxidator mit
Hilfe der jeweiligen Regelventile angepasst. Die zeitlichen Intervalle werden so ge-
wählt, dass sich ein neues thermisches Gleichgewicht in der Brennkammer einstel-
len kann. Typischerweise betrugen die Haltezeiten der einzelnen Betriebspunkte
10 bis 15 Sekunden. Bei allen Versuchen wurde der erste Lastpunkt am Ende ei-
nes Test nochmals angesteuert, um Ein�üsse des Betriebes auf das Verhalten des
Systems abschätzen zu können. Mehrere Faktoren sind hierbei zu berücksichtigen:
• Die Aufheizung der Brennkammerwand während des Betriebs kann die Ver-
dampfung des Brennsto�s und die chemische Reaktion beein�ussen. Dies
kann sich wiederum in einem höheren Verbrennungswirkungsgrad oder in
einer veränderten Verteilung der Wärmefreisetzung und und der Wandwär-
meströme widerspiegeln.

• Der gasförmige Sauersto� kühlt durch die Expansion aus den Flaschenbün-
deln und bei der Durchströmung des Regelventils deutlich ab. An Tagen
mit niedriger Umgebungstemperatur sinkt die Eintrittstemperatur des Sau-
ersto�s zusätzlich, weil zunächst Sauersto� bei Raumtemperatur aus der
Leitung gefördert wird und nach und nach durch kaltes Gas aus den Bün-
deln ersetzt wird. das Absinken Oxidatortemperatur führt zu niedrigeren
Strömungsgeschwindigkeiten im Einspritzsystem sowie zu einer Verlangsa-
mung der chemischen Reaktion mit dem Brennsto�.

• Die Auswirkung, welche die Bildung von Ablagerungen durch Zersetzung
von wandnahem Brennsto� auf den Wärmeübergang in die Brennkammer-
wand hat, war in der Vergangenheit wiederholt Gegenstand von Forschungs-
arbeiten [81], [12], [84]. Ob die im Betrieb entstehenden Ablagerungen an der
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8 Experimente und Ergebnisse

Brennkammerwand einen messbaren Ein�uss auf den heiÿgasseitigen Wär-
meübergangskoe�zienten ausüben, kann bei einer Wiederholung des ersten
Lastpunktes am Ende der Testsequenz bestimmt werden.

Auf der Basis der gewonnenen Messdaten zeigte sich kein signi�kanter Ein�uss
der beschriebenen Faktoren auf den Betrieb der Brennkammer.

Alle im Folgenden vorgestellten Ergebnisse wurden mit einer Brennkammer mit
drei zylindrischen Brennkammersegmenten durchgeführt. Die charakteristische
Länge dieses Aufbaus beträgt 975 mm. Bei der Diskussion der Ergebnisse wurden
die Premix-Elemente und die Coax-Swirl-Elemente jeweils getrennt voneinander
behandelt. Der Grund hierfür sind die Unterschiede hinsichtlich des Zerstäubungs-
prinzips und der untersuchten Betriebsbedingungen.
Das Premix-Element 101 mit 75◦ Einspritzwinkel, 6 Einspritzbohrungen und
3 mm Recess wird als Referenzfall verwendet. Alle Analysen zum Ein�uss von
Entwurfsparametern beziehen sich auf die Kon�guration dieses Element als Ba-
sis. Im Rahmen dieser Arbeit werden nur die Ergebnisse diskutiert, die mit den
Injektoren 101 und 102 erzielt wurden. Diese decken den gröÿten Bereich an Mi-
schungsverhältnis und Brennkammerdruck ab und lassen einen Rückschluss auf
den Ein�uss des Einspritzwinkels zu. Eine Diskussion weiterer Kon�gurationen
ist in den Publikationen [85] bis [87] zu �nden.
Bei den Coax-Swirl-Elementen wird das Element 205 als Referenz de�niert. Für
diese Kon�guration liegt die gröÿte Datenbasis an untersuchten Brennkammer-
drücken und Mischungsverhältnissen vor. Die Variation des Recess bei einem
Drallwinkel von 45◦ wurde mit den Elementen 201, 202 und 203 in Kurzzeittests
in der kapazitiven Brennkammer durchgeführt. Die Ergebnisse sind in [88] und
[89] dokumentiert.
Die folgende Tabelle gibt einen Überblick über den Betriebsbereich, in dem die
Injektoren in der wassergekühlten Kammer getestet wurden.
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Element Nr. Kon�guration pc O/F Bemerkungen
[bar] [-]

Premix
101 6 x 0,95 mm, 75◦, 3 mm 6 - 40 1,0 - 3,6 Referenz
102 6 x 0,95 mm, 45◦, 3 mm 20 - 40 2,6 - 3,2
103 6 x 0,95 mm, 75◦, 4 mm - -
104 6 x 0,95 mm, 45◦, 4 mm 20 2,0 - 3,0
105 4 x 1,16 mm, 75◦, 4 mm 20 2,6 - 3,2
106 4 x 1,16 mm, 45◦, 3 mm 20 2,7 - 3,4
107 6 x 0,95 mm, 75◦, 3 mm 20 2,6 - 3,3

Coax-Swirl
201 0 mm, 45◦ 60 2,9 Kurzzeit
202 7 mm, 45◦ 60 2,9 Kurzzeit
203 12 mm, 45◦ 40 - 60 2,4 - 3,6
204 12 mm, 60◦ 40 - 60 2,6 - 3,4
205 12 mm, 60◦, Nut 40 - 80 2,9 - 3,8 Referenz
206 12 mm, 60◦, ohne Blende 40 - 80 2,9 - 3,3 instabil
207 7 mm, 60◦, ohne Blende 60 - 80 3,2 instabil
208 0 mm, 60◦, ohne Blende 60 - 80 3,2 instabil
209 12 mm, 60◦, ARecess verringert 40 - 80 2,9 - 3,4
210 12 mm, 60◦, AKer verringert 60 - 80 3,2 instabbil
211 12 mm, 60◦, AKer&ARecess verringert 60 - 80 3,2
212 12 mm, 60◦,AKer&ARecess verringert 60 - 80 3,2

Coax-Doppel-Drall
301 12 mm, 8 GOX-Bohrungen 40 - 80 2,4 - 3,4
302 12 mm, 12 GOX-Bohrungen 40 - 80 2,4 - 3,4
303 7 mm, 8 GOX-Bohrungen 60 - 80 3,2
304 12 mm, AOx verringert, gleichsinnig 40 - 60 2,9 - 3,2
305 12 mm, AOx verringert, gegensinnig 40 - 60 2,7 - 3,4

Tabelle 8.1: Betriebsbedingungen der Tests in der wassergekühlten Kammer (zur Diskussion
herangezogene Kon�gurationen sind fett gedruckt)
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8 Experimente und Ergebnisse

8.1 Premix-Elemente
8.1.1 Element 101 vs 102: Ein�uss des Einspritzwinkels
Hydraulisches Verhalten

0

Der Ein�uss, welchen die Änderung des Einspritzwin-
kels auf das Verhalten des Injektors hat, wird anhand
der Elemente 101 und 102 verglichen. In den Diagram-
men sind die Datenpunkte, welche mit dem Injektor 101
gemessen wurden, durch Kreise markiert. Rauten geben
die mit dem Element 102 aufgezeichneten Messwerte wie-
der. Der Druck, bei welchem die Messungen durchgeführt
wurden, wird durch die Farbe des Symbolrandes angezeigt: Versuche bei 20 bar
haben einen roten Rand, Versuche bei 40 bar einen blauen Rand. Die Füllfarbe
der Symbole entspricht dem eingestellten Mischungsverhältnis O/F und wechselt
in einem Bereich von 1,0 bis 3,8 von blau über grün und gelb nach rot.

100 150 200 250 300
Massenstrom Sauerstoff  [g/s]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: p c 20 40

101 Premix 75°

1,0 2,4 3,83,2

102 Premix 45°

Abb. 8.1: cD-Wert der Sauersto�seite Premix über Sauersto�massenstrom

Beim Element 101, das 6 Bohrungen unter einem Winkel von α=75◦ und 3 mm
Recess aufweist, ist für den Anstieg des Sauersto�massenstroms von 90g/s bis
120 g/s in den Heiÿtests bei einem Brennkammerdruck von 20 bar ein deutliches
Absinken des Druckverlustes im Sauersto�kanal zu verzeichnen. Dieses spiegelt
sich gleichzeitig in einem entsprechend steilen Anstieg des Durch�usskoe�zien-
ten in Abbildung 8.1 wider und widerspricht der Erwartung, dass der cD-Wert
unabhängig vom Massenstrom sein sollte. Ursache hierfür ist die deutliche Zu-
nahme des Kerosinmassenstroms mit sinkendem Mischungsverhältnis: Es kommt
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8.1 Premix-Elemente

durch die Veränderung des Impulsverhältnisses zu einer zunehmenden Blocka-
ge des Strömungsquerschnitts durch den unter 75◦ zur Hauptachse eingespritz-
ten Brennsto�massenstrom, welcher zu einer intensiven Verbrennungsreaktion im
Recess mit einhergehender Androsselung der Strömung führt. Deutlich wird dies
in Abbildung 8.2. Hier sind die zu erwartenden Trajektorien des Kerosins für
verschiedene Mischungsverhältnisse nach Gleichung (4.27) aufgetragen. Der Ur-
sprung des Koordinatensystems liegt im Schnittpunkt der Bohrungsachse mit der
Wand des Sauersto�kanals. Mit zunehmenden Mischungsverhältnis wird der Ke-
rosinmassenstrom stärker abgelenkt und die Verbrennungsreaktion �ndet weiter
stromab statt. Der Ein�uss einer Variation des Mischungsverhältnisses auf den
sauersto�seitigen Durch�usskoe�zienten zeigt auch Abbildung 8.3.
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Abb. 8.2: Trajektorie des eingespritzten Kerosins bei Variation des Mischungsverhältnisses

Ein ähnliches Verhalten ist im Element 102, bei dem die Bohrungen für die
Injektion des Brennsto�es unter α=45◦ eingebracht sind, zu beobachten. In Ab-
bildung 8.3 ist zu sehen, wie der Durch�usskoe�zient bei einer Steigerung des
Mischungsverhältnisses von 2,6 nach 3,4 von 0,6 auf 0,7 zunimmt. Es ist festzustel-
len, dass oberhalb eines Mischungsverhältnis von 2,9 anders als beim Element 101
keine signi�kante Änderung des Durch�usskoe�zienten festzustellen ist. O�enbar
wird die weiter stromab liegende Reaktionszone nicht so stark vom Mischungsver-
hältnis beein�usst wie beim Element 101, wo im gesamten Betriebsbereich eine
Zunahme des cd-Wertes mit steigendem Mischungsverhältnis zu verzeichnen ist.
Das Druckverlustverhalten der beiden Kon�gurationen bei einem Brennkam-

merdruck von 40 bar kann anhand der blau umrandeten Datenpunkte in den Ab-
bildungen 8.3 und 8.4 analysiert werden. Es ist festzustellen, dass die Sensitivität
des Druckverlustes und des Durch�usskoe�zienten gegenüber einer Änderung des
Mischungsverhältnisses verringert ist. Beide Werte variieren nur geringfügig. Für
den Durch�usskoe�zienten lässt sich bei 40 bar Brennkammerdruck kein signi�-
kanter Unterschied zwischen den beiden Elementen ausmachen.
Einen weiteren Hinweis auf die Beein�ussung des Durch�usskoe�zienten der

Sauersto�seite durch die Verbrennungsvorgänge innerhalb des Recess gibt die Be-
trachtung der in Spraytests gewonnenen Daten. Hier zeigt sich, dass der Durch-

85



8 Experimente und Ergebnisse

1.5 2 2.5 3 3.5 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: p c 20 40

101 Premix 75°

1,0 2,4 3,83,2

102 Premix 45°

Abb. 8.3: cD-Wert der Sauersto�seite Premix über Mischungsverhältnis

�usskoe�zient ohne Verbrennungsreaktion auf einem deutlich höheren Niveau
liegt als im Fall des Heiÿtests. Bei einer Steigerung des Sauersto�massenstroms
von 170g/s auf etwa 270 g/s bei 40 bar Gegendruck sinkt der cD-Wert der Sau-
ersto�seite von einem Mittelwert von 0,86 auf Werte um 0,84. Diese geringfügige
Änderung beruht in erster Linie nicht auf der Zunahme des Gasmassenstroms -
der Durch�usskoe�zient ist nach Gleichung (7.3) eine vom Massenstrom unab-
hängige Kenngröÿe des Druckverlustes - , sondern auf der gleichzeitigen Steige-
rung des Kerosinmassenstroms, welche den zur Verfügung stehenden Querschnitt
zusätzlich einengt.
Der Durch�usskoe�zient der Kerosinseite, der in den Abbildungen 8.4 und 8.5

auf der nächsten Seite über dem Massenstrom aufgetragen ist, zeigt ein der Sau-
ersto�seite ähnliches Verhalten. Bei einem Brennkammerdruck von 20 bar zeigt
sich ein deutlicher Ein�uss des Einspritzwinkels. Die Injektion unter einem Win-
kel von 75◦ führt zu deutlich niedrigeren Durch�usskoe�zienten. Das Element
101 zeigt darüber hinaus eine starke Abhängigkeit vom eingespritzten Kerosin-
massenstrom, welche mit zunehmendem Brennkammerdruck weniger ausgeprägt
ist. Spraytests der Kerosinseite ohne Gasströmung (siehe Abbildung 8.5) haben
wesentlich höhere cD-Werte ergeben, die zudem weniger sensitiv gegenüber einer
Variation des Gegendrucks oder des Massenstroms sind. Dies zeigt, dass die be-
obachtete Veränderung der Durch�usskoe�zienten auf die im Bereich des Recess'
statt�ndende Vorreaktion zurückzuführen ist.
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20 40 60 80 100 120 140
Massenstrom Kerosin  [g/s]

Abb. 8.4: cD-Wert der Kerosinseite Premix über Kerosinmassenstrom

20 40 60 80 100 120 140
Massenstrom Kerosin  [g/s]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: p c 20 40

101 Premix 75°

1,0 2,4 3,83,2

102 Premix 45°

Abb. 8.5: cD-Wert der Kerosinseite Premix in Spraytests
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8 Experimente und Ergebnisse

Verbrennungswirkungsgrad
Die Werte des experimentell bestimmten Verbrennungswirkungsgrades sind in
Abbildung 8.6 wiedergegeben. Es ist keine Abhängigkeit des ηc* vom Einspritz-
winkel, Brennkammerdruck oder Mischungsverhältnis zu erkennen. Au�ällig ist
das Ansteigen des Verbrennungswirkungsgrades für sinkende Mischungsverhält-
nisse unter ein O/F von 2. Da die Reaktionsrate der Treibsto�partner mit wach-
sender Entfernung vom stöchiometrischen Mischungsverhältnis O/F=3,4 sinkt,
sollte eine Verringerung des Verbrennungswirkungsgrades zu erwarten sein. Teil-
weise wird dieser negative E�ekt durch eine bessere Zerstäubung des Kerosins bei
den höheren Massenströmen, welche bei einem niedrigeren Mischungsverhältnis
durchgesetzt werden, und die Verlagerung der Reaktionszone in den Bereich des
Recess kompensiert. Die Werte, zu denen der Wirkungsgrad ansteigt, erscheinen
jedoch für diese Kon�guration unrealistisch hoch. Zwar liegen typische Werte des
Verbrennungswirkungsgrades von modernen Groÿtriebwerken oberhalb von 99%.
In der Regel werden diese in einem Einzel-Element-Setup nicht erreicht, da hier
der Ein�uss der Brennkammerwand deutlich gröÿer ist und mehr Brennsto� an
der Brennkammerwand zersetzt wird. Es ist anzunehmen, dass ein systematischer
Messfehler des Coriolis-Massenstrom-Messgerätes auf der Sauersto�seite, wie er
in Kapitel 7.1.2 diskutiert wurde, vorliegt.

1.5 2 2.5 3 3.5 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: p c 20 40

101 Premix 75°

1,0 2,4 3,83,2

102 Premix 45°

Abb. 8.6: Verbrennungswirkungsgrad Premix über dem Mischungsverhältnis
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Wärmefreisetzung
Das unterschiedliche Verhalten der beiden Elementvariationen bei 20 bar und
40 bar spiegelt sich auch im axialen Verlauf des Brennkammerdruckes in Ab-
bildung 8.7 wider: Bei einem Brennkammerdruck von 20 bar führt der Kerosin-
Einspritzwinkel von 45◦ (Element 102) zu einem Abfall des statischen Druckes
auf Werte zwischen 93% und 94% des Totaldruckes an der Einspritzkopfplat-
te. Beim Element 101 mit 75◦ Einspritzwinkel dagegen fällt der statische Druck
nur auf ca. 95,5% ab. Die Unterschiede verschwinden bei einer Steigerung des
Brennkammerdruckes auf 40 bar. Beide Elemente zeigen einen ähnlichen Verlauf
des statischen Brennkammerdruckes. Die Verbrennungsreaktion ist o�enbar hier
noch nicht abgeschlossen und es �ndet eine kontinuierliche Beschleunigung der
Strömung statt. Es werden Werte zwischen 95% und 96% des Totaldruckes in der
Kammer erzielt.

Wärmeübergang
Die Analyse der Gesamtwärmestromdichte in Abbildung 8.8 illustriert den Ein-
�uss, welchen das Mischungsverhältnis mittelbar über die Verbrennungstempera-
tur auf die Thermalbelastung der Kammer ausübt. Beim Element 101 ist für die
Versuche bei 20 bar Brennkammerdruck ein kontinuierlicher Anstieg der Wär-
mestromdichte bis hin zu einem Maximum in der Nähe der Stöchiometrie zu
beobachten (siehe Abbildung 8.8). Es lässt sich kein signi�kanter Unterschied
zu Kon�guration 102 mit �acherem Einspritzwinkel feststellen. Ferner fällt auf,
dass die bei 40 bar aufgezeichneten Werte der Wärmestromdichte beim Element
102 sehr stark anzusteigen scheinen. Dieser Eindruck relativiert sich jedoch vor
dem Hintergrund der Tatsache, dass die Messwerte, die mit dem Element 101
gewonnen wurden, hier stark streuen. Für eine eindeutige Aussage reicht die Da-
tenmenge nicht aus.
Ein Vergleich der beiden Elemente im Hinblick auf die axiale Verteilung der Wär-
mestromdichte zeigt, dass sowohl bei 20 bar als auch bei 40 bar die Verwendung
des Injektors 102 zu höherenWärmestromdichten im Brennkammerhals führt (sie-
he Abbildung 8.9). Darüber hinaus weisen die bei 20 bar mit dem Element 101
aufgezeichneten Verläufe im letzten Brennkammersegment ein charakteristisches
Minimum auf, welches für kleine Mischungsverhältnisse auch bei 40 bar noch zu
erkennen ist. Die Wärmestromdichten für Element 102 zeigen bei 40 bar eine
ausgeprägte Streuung. Die starke Streuung der Messwerte weist darauf hin, wie
stark der Ein�uss der Brennkammerwand in einer Einzelelement-Brennkammer
sein kann, wenn der Brennsto� nur mäÿig gut zerstäubt wird und in Streifen die
Brennkammerwand entlang�ieÿt.
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0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
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p
c
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Hintergrund: O/F

Vordergrund: p c 20 40

101 Premix 75°

1,0 2,4 3,83,2

102 Premix 45°

Abb. 8.7: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei Premix-Elementen
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1.5 2 2.5 3 3.5 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Abb. 8.8: Gesamtwärmestromdichte Premixelement

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
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 = 20 bar

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
Axiale Position x/L* [−]

 = 40 bar

Hintergrund: O/F

Vordergrund: p c 20 40

101 Premix 75°

1,0 2,4 3,83,2

102 Premix 45°

Abb. 8.9: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei Premixelementen
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall
8.2.1 Charakterisierung der Basis-Kon�guration
Bevor die Auswirkungen, welche einzelne Konstruktionsparameter auf den Be-
trieb der Koaxialelemente haben, diskutiert werden, soll die Basis-Kon�guration
des Coax-Swirl-Einspritzelementes charakterisiert werden.

Hydraulisches Verhalten

Der Durch�usskoe�zient des Oxidatorkanals zeigt in der Basiskon�guration keine
erkennbare Abhängigkeit vom Massenstrom oder Druckniveau. In den Spraytests,
welche auf Seite 8.10 in Abbildung 8.10 wiedergegeben sind, wurden cD-Werte um
0,31 ermittelt. In den Heiÿtests lagen die ermittelten Werte um 0,26, was einer
Abnahme um 16% gegenüber den Spraytests entspricht (siehe Abbildung 8.11).

50 100 150 200 250 300 350 400 450 500 550
Massenstrom Sauerstoff  [g/s]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80
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Abb. 8.10: cD-Wert der Sauersto�seite des Basiselements in Spraytests

Bei der Analyse möglicher Ursachen für die niedrigen cD-Werte in den Heiÿtests
sind mehrere Faktoren zu berücksichtigen. Es muss der Tatsache Rechnung ge-
tragen werden, dass Unterschiede zwischen dem tatsächlich am Ende des Recess
vorliegenden statischen Druck und dem gemessenen Wert PC0 über die Formeln
(7.3) und (7.4) in den cD-Wert eingehen. Beim Vergleich von Messwerten aus
Spraytests und Heiÿtests ist der Ein�uss der unterschiedlichen Kammergeometri-
en zu berücksichtigen. Ein direkter Vergleich der sauersto�seitigen cD-Werte in
Spray- und Heiÿtests erscheint nur ratsam, wenn durch den Vergleich mit anderen
Injektorkon�gurationen eine Verfälschung der Ergebnisse durch die unterschiedli-
chen Aufbauten im Spray- und im Heiÿtest ausgeschlossen werden kann. Wie spä-
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Abb. 8.11: cD-Wert der Sauersto�seite des Basiselements in Heiÿtests

ter gezeigt werden wird, kann aufgrund der Datenlage jedoch davon ausgegangen
werden, dass die Verringerung des Durch�usskoe�zienten durch die Wärmefrei-
setzung im Bereich des Recess hervorgerufen wird. Das gleiche Verhalten ist auch
in anderen Studien [61] zu beobachten. Die unterschiedlichen Kammergeometrien
sind demgegenüber von untergeordneter Bedeutung. Die Auswertung der Spray-
tests zeigte auf, dass in einem gewissen Betriebsbereich des Injektors Kavitation
in den Kanälen zur Kerosinzufuhr auftreten kann. Das Kavitationsgebiet be�n-
det sich am Eintritt in die Drallkanäle, wo der statische Druck durch die von der
Flächenänderung hervorgerufene Beschleunigung und die starke Umlenkung stark
absinkt. Der statische Druck liegt zwar überall deutlich über dem Dampfdruck
des Kerosins, welcher bei nach Rachner [11] bei 300 K 0,00209 bar beträgt. Dass
dennoch lokale Gebiete mit Kavitationserscheinungen auftreten können, zeigen
Untersuchungen an Dieseleinspritzsystemen [24], [25], bei denen Kavitation bei
einem Systemdruck von 1000 bar zu beobachten ist. Im Spraytest äuÿerte sich der
Wechsel vom kavitierenden zum kavitationsfreien Betrieb durch ein drastisches
Ansteigen des Durch�usskoe�zienten beim Übergang zu hohen Massenströmen
hin. In einigen Fällen wurde ein Umschlag der Strömung, verbunden mit einem
schlagartigen Absinken des Druckverlustes auf der Kerosinseite, festgestellt. Die
berechneten cD-Werte sind in den Abbildungen 8.12 und 8.13 auf der nächsten
Seite wiedergegeben.

Typische cD-Werte für den Betrieb der Elemente unter Bedingungen, welche de-
nen der Heiÿtests entsprechen, liegen um 0,6. Bei höheren Massenströmen kam es
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Abb. 8.12: cD-Wert der Kerosinseite des Basiselements in Spraytests
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Abb. 8.13: cD-Wert der Kerosinseite in Abhängigkeit von der Kavitationszahl

in einigen Spraytests zum Umschlag der Strömung und der Durch�usskoe�zient
stieg auf Werte um 1,1 an. Die Tatsache, dass Werte über 1 auftreten, ist darauf
zurückzuführen, dass in der Gleichung (3.15) zur Berechnung des Durch�uss-
koe�zienten Totaldruck vor der Einspritzö�nung angenommen wird. Da in der
Realität das Fluid vor der Einspritzö�nung bereits eine Geschwindigkeit besitzt,
führt die Verwendung des gemessenen statischen Druckes in Gleichung (3.15) zu
höheren Durch�usskoe�zienten. Dies ist jedoch für die Betrachtung des Betriebs-
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Abb. 8.14: cD-Wert der Kerosinseite des Basiselements in Heiÿtests

verhaltens und für einen Vergleich der Kon�gurationen irrelevant. Prozentuale
Änderungen im Druckverlustverhalten werden korrekt wiedergegeben.
In Abbildung 8.12 ist zu sehen, dass der Durch�usskoe�zient o�enbar nicht nur
vom Kerosindurchsatz abhängt, da für Massenströme gröÿer als 100 g/s sowohl
cD-Werte von 0,6 als auch Werte um 1,1 gemessen wurden. Um den Ein�uss
des Gegendruckes zu berücksichtigen, wurde neben dem Massenstrom die Kavi-
tationszahl nach Gleichung (3.17) zur Beurteilung des Phänomens herangezogen.
In Abbildung 8.13 ist der cD-Wert der Kerosinseite über der Kavitationszahl
aufgetragen. Zwischen einer Kavitationszahl von 0,05 und etwa 0,07 �ndet der
Übergang zwischen den Strömungszuständen statt. Im Diagramm ist ferner der
Ein�uss, den die gleichzeitige Durchströmung des zentralen Gaskanals auf den
Durch�usskoe�zienten hat, zu erkennen. Die Versuche mit Gasströmung sind
durch farbig ausgefüllte Markierungen, die das eingestellte Mischungsverhältnis
von O/F = 2,9 wiedergeben gekennzeichnet. Die Geschwindigkeit der Gasströ-
mung spielt o�enbar nur bei hohen cD-Werten und sehr niedrigen Kavitations-
zahlen eine Rolle. Der Durch�usskoe�zient liegt um 5% bis 10% höher, wenn Gas
und Flüssigkeit durch den Injektor strömen.

In den Heiÿtests zeigten die Elemente in allen untersuchten Betriebspunkten
das für hohe Kavitationszahlen charakteristische Druckverlustverhalten. Die zu-
gehörigen CN -Zahlen liegen in einem Intervall von 0,09 bis 0,21 und damit in
einem Bereich oberhalb des Übergangsgebietes, wie es in den Spraytests ermit-
telt wurde. Ein unerwarteter Anstieg der Durch�usskoe�zienten ist somit im
Betrieb der Elemente in einer Brennkammer nicht zu erwarten.
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Die ermittelten cD-Werte der Brennsto�seite sind in Abbildung 8.14 auf der
vorherigen Seite wiedergegeben. Sie liegen in einem Bereich von knapp 0,55 für
Massenströme zwischen 70 g/s und 75 g/s bis zu 0,59 für Massenströme zwischen
130 g/s und 145 g/s. Hierbei ist ein leichter Anstieg des Durch�usskoe�zienten bei
zunehmendem Massenstrom festzustellen. Dieses Verhalten tritt bei im Hinblick
auf Massenstrom und Gegendruck vergleichbaren Spraytests nicht auf, was den
Schluss nahe legt, dass es sich hierbei um einen Ein�uss der Verbrennungsreaktion
handelt. Ähnliches war bereits beim Premix-Element zu beobachten. Die Flam-
menfront ankert bei höherem Brennkammerdruck weiter stromab im Element.
Als Konsequenz nimmt die Androsselung durch die mit der Verbrennung einher-
gehenden starken Aufheizung ab. Darüber hinaus ist dieses Verhalten konsistent
mit Beobachtungen nicht reagierender Strömungen, die von Lefebvre ([20]) zi-
tiert werden und ein geringfügiges Ansteigen des cD-Wertes mit dem Gegendruck
zeigen. Innerhalb eines Druckbereiches ist ein Anwachsen des Durch�usskoe�-
zienten mit dem Mischungsverhältnis O/F festzustellen. Mit zunehmender Ent-
fernung von der Stöchiometrie geht die Reaktionsrate der Verbrennung zurück,
was sich entsprechend auf die thermische Androsselung der Strömung durch den
Injektor auswirkt und zu höheren Durch�usskoe�zienten bei niedrigerem O/F
führt.

Verbrennungswirkungsgrad

Die Basiskon�guration zeigt in Abbildung 8.15 die zu erwartende Abhängigkeit
des Verbrennungswirkungsgrades ηc∗ vom Mischungsverhältnis. Die aus den Heiÿ-
tests gewonnenen Werte des Verbrennungswirkungsgrades steigen mit dem O/F
zur Stöchiometrie hin an. Für unterschiedliche Brennkammerdrücke wurden Wer-
te zwischen 0,935 und 0,959 erzielt. Dieser Trend setzt sich o�enbar auch über
die Stöchiometrie hinaus fort, wie Messwerte bei 40 bar (blaue Umrandung) und
80 bar (schwarze Umrandung) Brennkammerdruck nahe legen. Die Ursache für
dieses Verhalten liegt in der radialen Verteilung der beiden Reaktionspartner be-
gründet. Der Injektor bringt einen ausgeprägten Kerosin-Film auf die Wand der
Single-Element-Brennkammer auf. Die in dieser Kon�guration deutliche Interakti-
on zwischen Einspritzelement und Brennkammerwand führt zu einer schlechteren
Durchmischung der beiden Treibsto�komponenten. Bis zum Ende der Brennkam-
mer kommen nicht alle Brennsto�moleküle zur Reaktion mit dem Oxidator. Selbst
ein globales Überangebot an Oxidator, wie es bei Mischungsverhältnissen von
über 3,39 vorliegt, kann o�enbar aufgrund der ungünstigen lokalen Verteilung
der Reaktionspartner nicht zu einer vollständigen Verbrennung des Kerosins bei-
tragen.

Wärmefreisetzung

Der axiale Verlauf des statischen Brennkammerdruckes hat aufgrund der Tatsa-
che, dass der Sensor PC3 im ersten von neun Lastpunkten aus�el, nur bedingte
Aussagekraft. Ob die Wärmefreisetzung und damit die Beschleunigung der Strö-
mung bis zum Beginn der Kontraktion abgeschlossen ist, lässt sich ohne das Signal
PC3 nicht beurteilen. Der Verlauf ist auf Seite 98 in Abbildung 8.16 exemplarisch
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

für einen Brennkammerdruck von 60 bar wiedergegeben. Er zeigt keine Abhän-
gigkeit vom Mischungsverhältnis und ist geprägt vom kontinuierlichen Abfallen
des statischen Druckes durch die mit der Wärmefreisetzung einhergehenden Be-
schleunigung der Strömung. Dies ist ein Hinweis auf die Tatsache, dass die Reakti-
onszone über die gesamte Länge der Brennkammer reicht und auf einen schmalen
Bereich am äuÿeren Durchmesser der Brennkammer konzentriert ist.
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Abb. 8.15: Verbrennungswirkungsgrad des Basiselements über O/F
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Abb. 8.16: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes
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Abb. 8.17: Gesamtwärmestromdichte Coax-Swirl Element

Wärmeübergang

Die Wärmestromdichte, die in Abbildung 8.17 über dem Mischungsverhältnis auf-
getragen ist, zeigt eine deutliche Abhängigkeit vom Brennkammerdruck und der
Brennkammertemperatur, welche in erster Linie durch das Mischungsverhältnis
O/F beein�usst wird. Für alle drei Druckbereiche nimmt die über die gesamte
Ober�äche gemittelte Wärmemenge mit dem Mischungsverhältnis O/F zu. Ab-
bildung 8.17 zeigt ferner den Ein�uss des Brennkammerdruckes. Die abgeführte
Wärmemenge steigt nahezu linear mit dem Brennkammerdruck an. Die Ergeb-
nisse der nach Gleichung (7.10) durchgeführten Regressionsanalyse zeigen, dass
die zu erwartende Wärmestromdichte mit der Funktion

Φ = 1, 4386 ·
(

O

F

)0,5687

· (pc)
0,9608 (8.1)

beschrieben werden kann. Der durchschnittliche Fehler, der sich bei der An-
wendung dieser Formel auf die Messdaten ergibt, beträgt 1,6% vom Messwert.

Der Zusammenhang zwischen Mischungsverhältnis und Gesamtwärmestrom-
dichte kann also für diese Kon�guration näherungsweise durch eine Wurzelfunk-
tion beschrieben werden (Der Wert des Exponenten beträgt nahezu 0,5). Hierfür
gibt es zwei Ursachen: Zum Einen liegen die untersuchten Mischungsverhältnisse
in einem nahezu symmetrischen Bereich um das stöchiometrische O/F von 3,39.
Hier �ndet sich das Maximum der Verbrennungstemperatur. Das Maximum der
Wärmestromdichte liegt, beein�usst durch die Verbrennungstemperatur und die
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den Wärmeübergang bestimmenden Sto�daten bei einem Mischungsverhältnis
von 3,2. Der Verlauf der Wärmestromdichte über dem O/F ist in diesem Bereich
somit von einer negativen Krümmung geprägt. Da zum Anderen der untersuchte
Bereich des Mischungsverhältnisses vergleichsweise klein ist � die Werte variieren
circa 10% um die Stöchiometrie � wird das Maximum ebensowenig aufgelöst wie
der steilere Anstieg der Wärmestromdichte bei brennsto�reicheren Mischungsver-
hältnissen.
Der Ein�uss des Mischungsverhältnisses wird auch in der Darstellung der axia-
len Verteilung der Wärmestromdichte in Abbildung 8.18 auf der nächsten Seite
sichtbar. Hier ist für jedes einzelne Segment die Wärmezufuhr an das Kühlwasser
aus den gemessenen Druck- und Temperaturwerten des Kühlwassers am Ein- und
Austritt des Segments aufgetragen. Besonders bei 60 bar Brennkammerdruck ist
zu erkennen, wie die Wärmestromdichte in jedem einzelnen Brennkammersegment
mit dem Mischungsverhältnis, also von grün über gelb nach rot, zunimmt. Ebenso
ist der Ein�uss des Brennsto��lms auf die axiale Verteilung der Wärmestromdich-
te gut zu erkennen: Im ersten Brennkammersegment ist der Wärmestrom in die
Wand aufgrund der anlaufenden Reaktion und des ausgeprägten Kühl�lmes deut-
lich niedriger als weiter stromab, wo die kühlende Wirkung des Brennsto��lms
nachlässt.

Die dämpfende Wirkung des Kerosin�lmes auf den Wärmeübergang in die
Wand zeigt ein Vergleich des Anstiegs der Wärmestromdichten in den einzel-
nen Segmenten bei wachsendem Brennkammerdruck: Im ersten Segment ist bei
einer Steigerung des Brennkammerdruckes von 40 bar auf 80 bar nur eine Zu-
nahme der lokalen Wärmestromdichte von 7 MW/m2 auf Werte um 10 MW/m2

zu verzeichnen, die Zunahme beträgt also etwa 42%. Im Düsenhalsbereich steigt
die Wärmestromdichte von 32 MW/m2 auf 77 MW/m2, was einer Zunahme von
124% entspricht. Im letzten Brennkammersegment sind ähnlich hohe Zuwächse
zu verzeichnen, was den Ein�uss des Kühl�lmes unabhängig von den in der Düse
geänderten Strömungsbedingungen unterstreicht.
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Abb. 8.18: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei verschiedenen Brennkammerdrücken
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8.2.2 Element 204 vs. 205: Umfangsnut am Austritt der Kerosinseite

Der konstruktive Unterschied zwischen Element 204
und 205 besteht in der Umfangsnut am Austritt der Ke-
rosinkanäle, welche ab dem Element 205 eingeführt wur-
de. Im so hinzugefügten Ringspalt kann sich ein einheit-
licher Kerosin�lm ausbilden, bevor dieser mit dem zen-
tralen Sauersto�massenstrom interagiert. Ziel dieser Va-
riation war es, eine gleichmäÿigere Verteilung des Mi-
schungsverhältnisses in Umfangsrichtung zu erreichen.

Hydraulisches Verhalten
Beim Element 204 wurden Spraytests nur auf der Brennsto�seite durchgeführt
(siehe Abbildung 8.19). Für Kavitationszahlen oberhalb von 0,07 sind keine Un-
terschiede im cD-Wert zwischen den Elementen 204 und 205 festzustellen. Der
Druckverlust bei der Durchströmung ohne Verbrennung wird o�ensichtlich durch
die Gestaltung des Einlaufs in die Kerosinkanäle dominiert. Im Übergangsbereich
unterhalb einer CN -Zahl von 0,07 �ndet ein Anstieg des Durch�usskoe�zienten
auf Werte bis 0,92 statt.

In Abbildung 8.20 ist zu sehen, dass das Element 204 in den Heiÿtests einen
um etwa 10% geringeren Durch�usskoe�zienten cD,K zeigt. Die Tatsache, dass
dieser Unterschied zwischen den Kon�gurationen in Spraytests nicht festzustellen
ist, unterstreicht den Ein�uss, welchen die Änderung der Kon�guration auf die
Verbrennungsvorgänge innerhalb des Recess' hat. Der niedrigere Durch�usskoef-
�zient für das Element deutet auf höhere Reaktionsraten hin und ist in dieser
Hinsicht konsistent mit den höheren Werten des Verbrennungswirkungsgrades,
die für das Element 204 berechnet worden sind (siehe Abbildung 8.22). Auÿer-
dem deutet das unterschiedliche Verhalten, welches der Durch�usskoe�zient der
beiden Kon�gurationen zwischen Spraytest und Heiÿtest zeigt, darauf hin, dass es
sich hierbei nicht um einen Ein�uss des experimentellen Aufbaus handelt. Wenn
dies so wäre, müsste die Änderung des Durch�usskoe�zienten zwischen Spray-
test und Heiÿtest für beide Kon�gurationen gleich ausfallen. Bei einem Vergleich
von Durch�usskoe�zienten aus Spraytests und Heiÿtests kann also davon ausge-
gangen werden, dass Unterschiede nicht durch die geänderte Kammergeometrie
hervorgerufen werden, sondern durch E�ekte aus Vorgängen im Injektor entste-
hen.
Der in den Heiÿtests bestimmte cD-Wert für die Sauersto�strömung liegt beim
Element 204 ohne Nut geringfügig unter denWerten, die mit dem Element 205 mit
Nut erzielt wurden. Dieses verhalten deckt sich mit den Beobachtungen, welche
zum Durch�usskoe�zienten auf der Kerosinseite gemacht wurden und bestätigt,
dass beim Element 204 die Wärmefreisetzung im Bereich des Recess intensiver
statt�ndet. In allen betrachteten Betriebspunkten liegt der ermittelte Durch�uss-
koe�zient zwischen 0,257 und 0,266 (siehe Abbildung 8.21).
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Abb. 8.19: cD-Wert Kerosinseite mit und ohne Umfangsnut, Spraytests
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Abb. 8.20: cD-Wert Kerosinseite mit und ohne Umfangsnut, Heiÿtests
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Abb. 8.21: cD-Wert Sauersto�seite mit und ohne Umfangsnut auf der Kerosinseite
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Verbrennungswirkungsgrad
Die ursprüngliche Annahme, dass ein homogeneres Mischungsverhältnis in Um-
fangsrichtung zu einem besseren Verbrennungswirkungsgrad ηc∗ führt, wird durch
die aus den Testdaten berechneten und in Abbildung 8.22 dargestellten Werte
eher widerlegt denn bestätigt. Bei den zum Vergleich herangezogenen Brennkam-
merdrücken von 40 bar und 60 bar erzielte das Element 204 ohne die Umfangsnut
stets einen höheren Verbrennungswirkungsgrad. Die Stabilisierung des Kerosin-
�lmes, die innerhalb der Umfangsnut statt�ndet, führt o�enbar dazu, dass die
Vermischung von Brennsto� und Oxidator weniger zügig statt�ndet.

2.2 2.4 2.6 2.8 3 3.2 3.4 3.6 3.8 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc
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Abb. 8.22: Verbrennungswirkungsgrad mit und ohne Umfangsnut auf der Kerosinseite

Wärmefreisetzung
Die Bewertung des Ein�usses, den die Umfangsnut auf den Verlauf des Brenn-
kammerdruckes hat, ist nur eingeschränkt möglich, da bei den Experimenten mit
dem Injektor 205 der Sensor PC3 defekt war. Die Messwerte sind in Abbildung
8.23 wiedergegeben. Zum Teil wurden mit dem Injektor 204 in der Ebene PC1
statische Drücke gemessen, welche unter denen weiter stromab liegen. Eine Ana-
lyse des zeitlichen Verlaufs zeigt, dass das Drucksignal hier aufgrund einer Ver-
schmutzung der Druckmessbohrung nicht korrekt aufgezeichnet wurde. Die an
den Messstellen PC0 und PC2 aufgezeichneten Daten deuten darauf hin, dass
die Umfangsnut keinen signi�kanten Ein�uss auf die Verteilung des statischen
Druckes innerhalb der Brennkammer hat.
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Abb. 8.23: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes mit und ohne Nut
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Abb. 8.24: Gesamtwärmestromdichte mit und ohne Umfangsnut auf der Kerosinseite

Wärmeübergang
Die Regressionsanalyse der Wärmestromdichte in der Brennkammer gemäÿ Glei-
chung (7.10) ergibt für das Element 204 die Koe�zienten

a = 0, 8799

b = 1, 1858 (8.2)
c = 0, 76020.

Der deutliche Unterschied in der Abhängigkeit vom Mischungsverhältnis - der
Exponent b spiegelt eine nahezu lineare Abhängigkeit wider - ist in erster Li-
nie auf unterschiedliche Bereiche des Mischungsverhältnisses zurückzuführen, in
dem die Kon�gurationen getestet wurden. Dies wird in Abbildung 8.24 sicht-
bar. Weil der untersuchte Bereich weiter im brennsto�reichen Gebiet liegt, ist
die Korrelation durch die Abhängigkeit vom starken Anstieg der Verbrennung-
stemperatur und nicht wie beim Element 205 durch die negative Krümmung im
Bereich der Stöchiometrie dominiert. Die Koe�zienten geben die generell nied-
rigeren Wandwärmeströme wieder. Ein Vergleich mit den gemessenen Gröÿen
ergibt einen durchschnittlichen Fehler von 3%.

Vergleicht man die Wärmestromdichten verschiedener Kon�gurationen bei glei-
chem Brennkammerdruck und Mischungsverhältnis, führt im Normalfall ein höhe-
rer Verbrennungswirkungsgrad über den Ein�uss der Verbrennungstemperatur zu
höheren Thermalbelastungen der Brennkammerwand. Der Vergleich der mit den
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

beiden Kon�gurationen aufgezeichneten Wärmestromdichten in Abbildung 8.24
deckt sich jedoch nicht mit dieser Annahme. Die Unterschiede fallen bei einem
Brennkammerdruck von 40 bar vernachlässigbar gering aus. Bei einem Brennkam-
merdruck von 60 bar ist die Diskrepanz der Ergebnisse sehr deutlich. Liegen die
ohne die Umfangsnut aufgezeichneten Wärmestromdichten zwischen 12 MW/m2

und 14,5 MW/m2, erreicht die Thermalbelastung der Wand mit dem Element
205 Werte zwischen 15,5 MW/m2 und 17,5 MW/m2.
Die Analyse der axialen Verteilung der Wärmestromdichte zeigt, dass die Ther-

malbelastung mit dem Element 205 in allen Brennkammersegmenten und dem
Düsensegment ansteigt. Ein Teil der Abweichung kann auf die weniger gleichmä-
ÿige Verteilung des Mischungsverhältnisses in Umfangsrichtung zurückzuführen
sein. Diese wirkt sich vor allem ab dem zweiten Brennkammersegment, wenn die
isolierende Wirkung des Kerosin�lms nachlässt, stark auf den Wärmeübergang
aus. In diesem Fall überlagern sich die E�ekte der mit dem beim Element 204 hö-
heren Verbrennungswirkungsgrad ηc∗ verbundenen Verbrennungstemperatur und
des durch die ungleichmäÿige Verteilung des Mischungsverhältnisses beim Injek-
tor 204 beein�ussten Wärmeüberganges. Eine Untersuchung in einer Kammer mit
gröÿerem Wandabstand oder in einem Multi-Injektor-Setup könnten zusätzlichen
Aufschluss über den Ein�uss des Elementdesigns auf das Verhalten im Betrieb
geben.
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Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80

204 Coax ohne Lippe 205 Coax mit Lippe

Abb. 8.25: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte mit und ohne Umfangsnut auf der Ke-
rosinseite
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

8.2.3 Element 201 vs. 204: Einspritzwinkel des Kerosins

Die Elemente 201 und 204 wurden bei gleicher Recess-
länge in der gekühlten Kammer getestet, um die Auswir-
kung des Winkels, unter dem das Kerosin in die Kammer
eingespritzt wird, zu untersuchen. Die Nuten des Dral-
lerzeugers sind beim Element 201 unter einem Winkel
von α = 45◦ zur Symmetrieachse des Elements angeord-
net. Bei allen anderen Koaxial-Elementen beträgt dieser
Winkel 60◦.

Hydraulisches Verhalten
Mit der Kon�guration 204 wurden keine Spraytests bei Gegendruck durchgeführt.
Es werden nur die Daten aus den Heiÿtests zum Vergleich herangezogen. Die für
die Sauersto�seite aus Heiÿtests ermittelten Durch�usskoe�zienten zeigen keine
Abhängigkeit vom Massenstrom. Wie in Abbildung 8.26 auf der nächsten Seite
zu sehen ist, führt die Veränderung der Kerosinströmung bei einer Steigerung des
Drallwinkels von 45◦ auf 60◦ zu einem Absinken des cD-Wertes von 0,3 auf 0,26.
Dies entspricht einer Änderung von 13,3%. Hervorgerufen wird dies durch die
langsamere Axialgeschwindigkeit des Kerosin�lmes, welche zu einer Aufdickung
des Filmes und einer entsprechenden Abnahme des freien zentralen Querschnitts
führt. Darüber hinaus begünstigt die längere Verweilzeit des Brennsto�s die Wär-
mefreisetzung im Bereich des Recess', was wiederum das hydraulische Verhalten
des Injektors beein�usst.
Die Änderung des Durch�usskoe�zienten auf der Kerosinseite in Abbildung 8.27
ist nicht so deutlich. Auch hier kommt es mit zunehmender Anstellung der Kero-
sinnuten zu einer Abnahme des cD-Wertes. Bei 60 bar Brennkammerdruck sinkt
der Durch�usskoe�zient von 0,55 auf Werte um 0,53, was einer Änderung um
3,7% entspricht. Diese kann wie beim Sauersto� durch die Änderung der Strö-
mungsvorgänge im Bereich des Recess' bedingt sein. Wahrscheinlicher ist jedoch,
dass die stärkere Umlenkung, welche der Brennsto� beim Eintritt in die Nu-
ten erfährt, die Ursache des beobachteten Verhaltens ist. Bei der Betrachtung
der cD-Werte, die bei 40 bar Brennkammerdruck und einem Drallwinkel von 45◦
ermittelt worden sind, fällt auf, dass diese einen deutlichen Anstieg mit sinken-
dem O/F verzeichnen, während der durchgesetzte Massenstrom nur geringfügig
variiert. Hier wird der gleiche E�ekt deutlich, den das Mischungsverhältnis auf
die Reaktion im Bereich des Recess hat, wie er schon in Abbildung 8.14 für die
Standardkon�guration zu beobachten war.
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220 240 260 280 300 320 340 360
Massenstrom Sauerstoff  [g/s]

Abb. 8.26: cD-Wert Sauersto�seite bei unterschiedlichem Drallwinkel

70 80 90 100 110 120
Massenstrom Kerosin  [g/s]

Abb. 8.27: cD-Wert Kerosinseite bei unterschiedlichem Drallwinkel
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2.6 2.8 3 3.2 3.4 3.6 3.8
Mischungsverhältnis O/F [−]

Abb. 8.28: Verbrennungswirkungsgrad bei unterschiedlichem Drallwinkel

Verbrennungswirkungsgrad
Betrachtet man die mit beiden Kon�gurationen erzielten Verbrennungswirkungs-
grade in Abbildung 8.28, fällt zunächst auf, dass bei beiden Elementen die höheren
Wirkungsgrade beim niedrigeren Brennkammerdruck erzielt wurden.
Das Element 204 zeigt bei einem Brennkammerdruck von 60 bar das zu er-

wartende Ansteigen des Verbrennungswirkungsgrades mit Annäherung an das
stöchiometrische Mischungsverhältnis. Weniger eindeutig ist dies auch beim Ele-
ment 201 bei 40 bar Brennkammerdruck zu sehen. Ein Ein�uss des Drallwinkels
auf den Verbrennungswirkungsgrad kann aufgrund der Datenbasis nicht nachge-
wiesen werden.

Wärmefreisetzung
Beide Kon�gurationen zeigen keine nennenswerten Unterschiede hinsichtlich des
axialen Verlaufs des Brennkammerdruckes. Die Wärmefreisetzung erstreckt sich
über die gesamte Kammerlänge hinweg und ist am Ende des zylindrischen Teils
noch nicht abgeschlossen (siehe Abbildung 8.29). Beim Element 201 fällt auf, dass
die Messwerte am Ende des ersten Kammersegmentes sehr stark streuen. Dies ist
beim Brennkammerdruck von 60 bar nicht mehr festzustellen.
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0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
Axiale Position x/L* [−]

p
c
 = 40 bar

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
Axiale Position x/L* [−]

p
c
 = 60 bar

Abb. 8.29: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei unterschiedlichem Drall-
winkel
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

Wärmeübergang
Die Analyse der in den Tests aufgezeichneten Wärmestromdichten zeigt kein ein-
deutiges Bild im Hinblick auf die Abhängigkeit vom Mischungsverhältnis. Nur die
Tests mit Element 204 bei 60 bar zeigen den zu erwartenden Anstieg in der Ther-
malbelastung. Die in Umfangsrichtung zum Teil groÿe Streuung der gemessenen
Kühlwassertemperaturen ist ein Hinweis auf die ungleichmäÿige Verteilung des
Mischungsverhältnisses in der Kammer und macht allgemein gültige Aussagen
oder Vorhersagen des Elementverhaltens schwierig.
Bei der Betrachtung der axialen Verteilung der Wärmestromdichte in Abbil-
dung 8.31 fällt auf, dass in beiden Kon�gurationen der Wärmeübergang in die
Brennkammerwand durch das die Wand entlangströmende Kerosin derart behin-
dert wird, dass eine Steigerung des Brennkammerdruckes und die folgende Zunah-
me der freigesetzten Wärmemenge nur eine geringfügige Änderung der Wärme-
stromdichte mit sich bringt. Ohne die Gegenwart eines Kühl�lms wäre nach dem
Modell von Bartz ([3]) eine Steigerung um 38% zu erwarten. Im Düsensegment,
wo der Kühl�lm aufgebraucht ist, wird diese Steigerung auch erreicht.

2.6 2.8 3 3.2 3.4 3.6
Mischungsverhältnis O/F [−]

Abb. 8.30: Gesamtwärmestromdichte bei unterschiedlichem Drallwinkel
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0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
Axiale Position x/L* [−]

 = 60 bar

Abb. 8.31: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei unterschiedlichem Drallwinkel
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8.2.4 Element 205 vs. 206: Blende am Eintritt in den GOX-Post

Beim Element 206 wurde die Blende am Eintritt in den
Sauersto�kanal entfernt. Die damit einhergehende Ver-
ringerung des Druckverlustes auf der Sauersto�seite ver-
änderte die akustischen Eigenschaften von Einspritzkopf
und Brennkammer dergestalt, dass in einigen Tests in
allen Betriebspunkten nichtlineare longitudinale Verbrennungsinstabilitäten auf-
traten. Zwei Tests zeigten stabiles Verhalten. Deren Ergebnisse werden denen
der Grundkon�guration mit Blende im Sauersto�kanal gegenübergestellt, um den
Ein�uss der Turbulenz in der Oxidatorströmung auf Gemischbildung und Ver-
brennung zu betrachten. Die Auswirkungen der Verbrennungsschwingungen auf
den Verbrennungswirkungsgrad sowie die Thermalbelastung der Wand werden in
[90] diskutiert.

Hydraulisches Verhalten

Der Durch�usskoe�zient für die Sauersto�seite stieg nach dem Entfernen der
Blende am Eintritt in den GOX-Post sowohl in den Spray- als auch in den Heiÿ-
tests mit dem Injektor 206 erwartungsgemäÿ deutlich an (siehe Abbildung 8.32
und 8.33). Das Entfernen der Blende am Eintritt verringert unmittelbar den
Druckverlust, der sich für einen bestimmten Massenstrom einstellt, da die zur
Verfügung stehende Querschnitts�äche durch das Entfernen der Blende um 21%
ansteigt. In den Spraytests steigt der Durch�usskoe�zient von einem Mittelwert
um 0,315 auf 0,36, was einer Zunahme von 14% entspricht. Geht man davon aus,
dass der Durch�usskoe�zient sich annähernd proportional zur Einschnürung am
Eintritt in den GOX-Post verhält, lieÿe dies eine Zunahme in der Gröÿenordnung
ähnlich der Flächenzunahme erwarten. Unterschiede in den gemessenen Werten
beruhen auf der Tatsache, dass es bei der Umströmung der Eintrittskante des In-
jektors 206 zu einer Einschnürung der Strömung kommt. Dieser Vena-contracta-
E�ekt ist beim Element 205 wegen der Blende nicht so ausgeprägt.

Die Betrachtung der Werte aus den Heiÿtests zeigt eine Zunahme des mittle-
ren cD-Wertes von 0,262 auf 0,355, welche vor dem Hintergrund der Spraytests
nicht allein dem direkten Ein�uss der Querschnitts�äche zuzuschreiben sein kann.
Der Anstieg des Durch�usskoe�zienten entspricht einer Zunahme um 35,5%. Dies
kann auf die verminderte Turbulenz in der Gasströmung zurückzuführen sein. Die-
se reduziert die entstehenden Druckverluste und führt darüber hinaus dazu, dass
die Gemischbildung und Verbrennung im Bereich des Recess negativ beein�usst
wird. Dies ist auch der Grund dafür, dass beim Element 206 der cD-Wert beim
Übergang vom Spraytest zum Heiÿtest weniger stark absinkt als beim Element
205.
Auf Kerosinseite lässt sich der zuvor beschriebene E�ekt, den die verringerte

Turbulenz der Strömung auf die Vorreaktion im Recess hat, ebenso feststellen
(siehe die Abbildungen 8.34 und 8.35). Hier fällt die Zunahme des Durchsatz-
koe�zienten je nach Brennkammerdruck unterschiedlich stark aus. Dies liegt in
erster Linie am Vergleichswert des Elements 205, bei dem der cD-Wert wie oben
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50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Massenstrom Sauerstoff  [g/s]

Abb. 8.32: cD-Wert Sauersto�seite mit und ohne Blende, Spraytest

250 300 350 400 450 500
Massenstrom Sauerstoff  [g/s]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80

206 Coax ohne Blende205 Coax mit Blende

Abb. 8.33: cD-Wert Sauersto�seite mit und ohne Blende, Heiÿtest

beschrieben über dem Brennkammerdruck ansteigt. Für das Element 206 beträgt
die Durch�usszahl bei 100 g/s 0,5998 und bei 140 g/s 0,6041; sie kann also im
betrachteten Betriebsbereich als konstant angesehen werden. Die entsprechenden
Mittelwerte des Elements 205 betragen 0,575 und 0,589. Es ergibt sich somit eine
prozentuale Zunahme des Durch�usskoe�zienten um 4,3% beziehungsweise 2,6%.
Diese fällt zwar damit deutlich geringer aus als auf der Sauersto�seite. Dennoch
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

kann davon ausgegangen werden, dass die Zunahme von der veränderten Turbu-
lenz im Bereich des Recess und ihrer Auswirkungen auf die Wärmefreisetzung
herrührt. Die Ergebnisse der Spraytests zeigen erwartungsgemäÿ keinen Ein�uss
der Kon�gurationsänderung auf die Durch�usszahl der Kerosinseite.

117



8 Experimente und Ergebnisse
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Abb. 8.34: cD-Wert Kerosinseite mit und ohne Blende, Spraytest
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Massenstrom Kerosin  [g/s]
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Vordergrund: pc
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Abb. 8.35: cD-Wert Kerosinseite mit und ohne Blende, Heiÿtest
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

Verbrennungswirkungsgrad

Der Verbrennungswirkungsgrad ηc∗ spiegelt die Beein�ussung der Strömung durch
das Entfernen der Blende nicht wider. Die experimentell ermittelten Werte zeigen
keine signi�kante Änderung im Vergleich zu den Experimenten mit der Grundkon-
�guration. Der Verbrennungswirkungsgrad ist jedoch auch nur bedingt geeignet,
um E�ekte, welche durch das Entfernen der Blende im GOX-Post hervorgerufen
werden, aufzulösen. Da die Verbrennungsreaktion bei beiden Kon�gurationen die
komplette Kammerlänge in Anspruch nimmt, haben Änderungen der Strömung
im Element oder im Recess keinen nachweisbaren Ein�uss auf die Ergebnisse einer
globalen Betrachtung, wie sie der Verbrennungswirkungsgrad darstellt.

3.1 3.2 3.3 3.4 3.5 3.6 3.7 3.8 3.9 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80

206 Coax ohne Blende205 Coax mit Blende

Abb. 8.36: Verbrennungswirkungsgrad mit und ohne Blende

Wärmefreisetzung

Anders ist dies wiederum bei der Analyse des axialen Druckverlaufs, der in Ab-
bildung 8.37 wiedergegeben ist. Sowohl bei 60 bar als auch bei 80 bar Brennkam-
merdruck ist der Abfall des statischen Druckes im ersten Brennkammersegment
weniger ausgeprägt, wenn die Blende am Eintritt in den Sauersto�kanal des In-
jektors entfernt wurde. Die Gemischaufbereitung und Verbrennung �ndet weiter
stromab statt. Bis zum Ende des zweiten Brennkammersegmentes sind bestehen-
de Unterschiede jedoch ausgeglichen und der statische Druck an der Wand ist auf
das gleiche Niveau wie in Experimenten mit GOX-Blende gesunken. Dies steht
im Einklang mit der Tatsache, dass keine eindeutigen Unterschiede im Verbren-
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nungswirkungsgrad festzustellen sind. Das Entfernen der Blende ändert die axiale
Verteilung der Wärmefreisetzung, nicht ihren absoluten Wert.
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Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2
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206 Coax ohne Blende205 Coax mit Blende

Abb. 8.37: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes mit und ohne Blende
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Wärmeübergang
Anders als der Verbrennungswirkungsgrad wird die integrale Wärmestromdichte
von der Änderung der Strömung durch das Entfernen der Blende beein�usst. Wie
in Abbildung 8.38 zu sehen ist, liegen die Werte der Gesamtwärmestromdichte
sowohl bei 60 bar als auch bei 80 bar Brennkammerdruck deutlich unter den Wer-
ten, die mit dem Injektor 205 erreicht wurden.

Die Ursache hierfür ist in Abbildung 8.39 zu sehen. Sie liegt in der Verringerung
der lokalen Wärmestromdichte im ersten und zweiten Segment. Die verminderte
Turbulenz im zentralen Gasstrom führt nicht nur zu einer verzögerten Wärme-
freisetzung, welche die Verminderung der Wärmestromdichte im ersten Segment
erklären kann. Am Ende des zweiten Segments liegt die an das Kühlwasser über-
tragene Wärmemenge noch deutlicher unter den Werten, welche sich mit der
Grundkon�guration einstellen. Dies ist ein deutliches Indiz dafür, dass die Film-
wirkung des Kerosins aufgrund der schlechteren Vermischung länger andauert.

3.1 3.2 3.3 3.4 3.5 3.6 3.7 3.8 3.9 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80

206 Coax ohne Blende205 Coax mit Blende

Abb. 8.38: Gesamtwärmestromdichte mit und ohne Blende
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Abb. 8.39: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte mit und ohne Blende
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8.2.5 Element 206 vs. 210: Einspritz�äche Kerosin

In einem Experiment bei einem Mischungsverhältnis
von 3,2 und einem Brennkammerdruck von 60 und 80 bar
wurde der Ein�uss, den die Einspritzgeschwindigkeit des
Kerosins auf die Vorgänge in der Brennkammer hat, un-
tersucht. Die geometrischen Parameter der Einspritzung
entsprechen denjenigen des Elements 206. Nur die Kerosineinspritz�äche wurde
durch eine Verringerung des äuÿeren Durchmessers der Kanäle um 35% reduziert.

Hydraulisches Verhalten

Die Spraytests wurden nur mit Kerosin gegen entsprechenden Gegendruck in
Sticksto�atmosphäre durchgeführt. Für Gegendrücke ab 60 bar zeigt Abbildung
8.40 keine nennenswerten Veränderung im Druckverlustverhalten. Hier fällt der
cD-Wert ab einer Kavitationszahl von 0,1 auf den üblichen Wert von etwa 0,6.
Lag der Druck in der Spraykammer bei 20 oder 40 bar, waren auch für CN -
Zahlen zwischen 0,1 und 0,3 überdurchschnittlich hohe Durch�usskoe�zienten
zu verzeichnen. Dieses Verhalten ist darauf zurückzuführen, dass die höhere Strö-
mungsgeschwindigkeit des Brennsto�s in den Drallkanälen höhere Druckverluste
mit sich bringt. Bei gleichem Gegendruck liegt folglich ein höherer Eingangsdruck
am Eintritt in die Nuten des Drallerzeugers vor und Kavitationse�ekte in diesem
Bereich werden unterbunden.

0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7
Kavitationszahl C

N
  [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2
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210 A  halbiertKer206 A  nominellKer

Abb. 8.40: cD-Wert Kerosin bei reduziertem Einspritzquerschnitt, Spraytest

In den Heiÿtests konnte kein eindeutiger Ein�uss der Kerosingeschwindigkeit
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auf die jeweilige Durch�usszahl identi�ziert werden. Auf der Brennsto�seite, ist
ein geringfügiges Absinken des cD-Wertes von 0,6 auf 0,585 festzustellen. Ange-
sichts der Tatsache, dass ein Messfehler von weniger als 1% bei der Bestimmung
des Auÿendurchmessers der Drallkanäle genügt, um die auf der Kerosinseite be-
obachtete Abweichung von 2,5% zu erzeugen, kann die Veränderung nicht als
signi�kant erachtet werden.
Auf der Seite des Oxidators nimmt der Durch�usskoe�zient um 5% zu. Die

gemessenen Werte stiegen von einem Mittelwert von 0,355 auf 0,375 an. Dass der
cD-Wert auf der Sauersto�seite zunimmt, kann darauf zurückzuführen sein, dass
der sich schneller bewegende Kerosin�lm eine geringere Dicke aufweist und dem
Sauersto� so mehr Querschnitts�äche zur Verfügung steht. Die Abweichung ist so
gering, dass sie nicht als signi�kant erachtet werden kann. Da die beiden Kon�gu-
rationen 206 und 210 in den Heiÿtests wiederholt hochfrequente Verbrennungs-
instabilitäten generierten, konnte keine umfassender Datenbasis erstellt werden,
die eine bessere Beurteilung zulieÿe.

Verbrennungswirkungsgrad

Ein Ein�uss der Kerosineinspritzgeschwindigkeit auf den Verbrennungswirkungs-
grad ist nur schwer nachweisbar. Bei einem Brennkammerdruck von 60 bar legen
die Daten in Abbildung 8.41 den Schluss nahe, dass das Element 206 mit der
geringeren Einspritzgeschwindigkeit eine höhere Energieausbeute ermöglicht. Bei
einem Brennkammerdruck von 80 bar ist kein Unterschied zwischen den beiden
Kon�gurationen feststellbar. Um hier zu eindeutigen Aussagen zu kommen, sind
umfassendere Versuchsreihen notwendig. Diese müssten mit einer dem Element
205 entsprechenden Kon�guration durchgeführt werden, um die Stabilität der
Verbrennung zu garantieren: Wie oben erwähnt, zeigten die Elemente 206 und
210 wiederholt instabiles Betriebsverhalten. Die Tendenz des niedrigeren Ver-
brennungswirkungsgrades deckt sich jedoch mit den Feststellungen von Howell et
al. [59].

Wärmefreisetzung

Im Hinblick auf den statischen Druckverlauf, wie er in Abbildung 8.42 auf Sei-
te 126 exemplarisch bei einem Brennkammerdruck von 60 bar wiedergegeben
ist, zeigen die beiden Elementtypen ebenso keinen signi�kanten Unterschied. Mit
beiden Kon�gurationen ist die Beschleunigung der Strömung am Ende des drit-
ten Brennkammersegmentes nicht abgeschlossen. Dies und die Betrachtung der
Verbrennungswirkungsgrade legen den Schluss nahe, dass der Ein�uss der Kero-
sineinspritzgeschwindigkeit auf die Energieumsetzung vernachlässigbar ist. Diese
Schlussfolgerung steht jedoch nur scheinbar im Widerspruch zur Erfahrung, dass
die Einspritzgeschwindigkeit und das mit ihr verbundene Impulsverhältnis einen
groÿen Ein�uss auf die Vorgänge der Treibsto�aufbereitung und Verbrennung
haben. Es ist zu berücksichtigen, dass Wandreibungse�ekte in der verwendeten
Einzelelementkammer überproportional groÿe Auswirkung auf den Verlauf der
Strömung in der Brennkammer haben und E�ekte, die an die Einspritzgeschwin-
digkeit des Kerosins gekoppelt sind, schnell durch die Wandreibung abgeschwächt
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall
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Abb. 8.41: Verbrennungswirkungsgrad mit halbiertem Einspritzquerschnitt

werden. Dies erklärt auch, warum im Gegensatz zu Verbrennungswirkungsgrad
und Druckverlauf eine Abhängigkeit der Durch�usskoe�zienten von der Kerosin-
einspritzgeschwindigkeit festzustellen ist. Im Bereich des Recess fällt die durch
die höhere Geschwindigkeit des Kerosins gesteigerte Wandreibung gegenüber den
anderen E�ekten noch nicht ins Gewicht; auÿerdem machen sich geänderte Reak-
tionsbedingungen im Bereich des Recess am ehesten im Durch�usskoe�zienten
bemerkbar.

Wärmeübergang
Wenngleich die Geschwindigkeit, mit der das Kerosin in die Kammer eingespritzt
wird, keinen nachweisbaren E�ekt auf den Verlauf des Brennkammerdruckes hat,
kann ein Ein�uss auf die abzuführende Wärmestromdichte festgestellt werden.
Der Injektor 210 weist sowohl bei 60 bar als auch bei 80 bar Brennkammerdruck
eine um etwa 10% geringere abgeführte Wärmemenge auf (siehe Abbildung 8.43).
Eine Analyse der axialen Verteilung der Wärmestromdichte in Abbildung 8.44 auf
Seite 127 zeigt, dass der Unterschied zwischen den Elementen 206 und 210 am
Ende der Brennkammer am deutlichsten ausfällt. Statistisch zwar nicht signi�kant
legt die Datenlage dennoch den Schluss nahe, dass die Filmkühlungswirkung des
eingespritzten Kerosins beim Injektor mit der höheren Einspritzgeschwindigkeit
länger anhält.
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Abb. 8.42: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei reduziertem Kerosinein-
spritzquerschnitt
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Abb. 8.43: Gesamtwärmestromdichte bei reduziertem Kerosineinspritzquerschnitt
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Abb. 8.44: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei reduziertem Kerosineinspritzquer-
schnitt
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8.2.6 Element 205 vs. 209: konische Verjüngung des Recess

Aref

Ared,1 Ared,2

Da die Entfernung der Blende am Eintritt in den GOX-Post
in vielen Fällen Verbrennungsinstabilitäten mit sich brach-
te, wurde bei der Kon�guration 209 untersucht, wie sich eine
Verlagerung der Druckverlust erzeugenden Einschnürung vom
GOX-Post in den Bereich des Recess auswirkt.

Hydraulisches Verhalten

Die Spraytests, welche mit Kerosin und Sticksto� durchgeführt wurden, zeigen
in den Abbildungen 8.45 und 8.46 auf der nächsten Seite den höheren Druckver-
lust, zu dem die konische Verjüngung im Recess führt. Dieser manifestiert sich in
cD-Werten, welche im Schnitt etwa 10% unter denen der Referenzkon�guration
liegen.
In den Heiÿtests kommt es verglichen mit den Spraytests zu einer weiteren deutli-
chen Verringerung der Durch�usskoe�zienten. Die stärkere Vorreaktion im Recess
führt zu einer zusätzlichen Androsselung der Strömung. In Abbildung 8.46ist die
von der Referenzkon�guration bekannte Abhängigkeit des kerosinseitigen Durch-
�usskoe�zienten cD,K von Brennkammerdruck und Mischungsverhältnis zu erken-
nen. Hier tritt sie noch ausgeprägter in Erscheinung. Die berechneten Durch�uss-
koe�zienten steigen bei der Kon�guration 205 von 0,54 auf 0,59. Beim Injektor
209 wachsen die cD-Werte von 0,4 bis 0,49.

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
Kavitationszahl C

N
  [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: p c

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80

209 Recess verjüngt auf 9,1mm205 Recess nominell

Abb. 8.45: cD-Wert Kerosin bei konischer Verjüngung des Recess, Spraytest
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall
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Abb. 8.46: cD-Wert Kerosin bei konischer Verjüngung des Recess, Heiÿtest
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Abb. 8.47: cD-Wert Sauersto� bei konischer Verjüngung des Recess, Spraytest

Auf der Sauersto�seite (siehe Abbildung 8.47 und 8.48 auf Seite 131) fällt auf,
dass der Durch�usskoe�zient in den Spraytests anders als bei der Basiskon�gura-
tion mit zunehmendem Gegendruck und Massenstrom wächst. Er folgt damit im
Verhalten dem cD-Wert der Kerosinseite, welcher einen entsprechenden Anstieg
verzeichnet. Die ermittelten Werte liegen zwischen 0,32 für 180 g/s Sauersto�
und 0,33 für 370 g/s. Die Zunahme ist mit etwa 3% nicht statistisch signi�kant.
Die Tendenz ist jedoch eindeutig und auch in Heiÿtests in abgemilderter Form zu
sehen. Die cD-Werte liegen hier bis zu 20% unter denen der Basiskon�guration
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und verzeichnen mit zunehmendem Brennkammerdruck und Massenstrom einen
Anstieg von 0,21 bis 0,225.

Verbrennungswirkungsgrad
Wie beim Element 205 zeigt der Verbrennungswirkungsgrad beim Element 209
mit der konischen Verjüngung eine Abhängigkeit vom Mischungsverhältnis. Er ist
in Abbildung 8.49 auf der nächsten Seite dargestellt. Die Werte für ηc∗ wachsen bei
einem Anstieg des Mischungsverhältnisses von 2,8 zu 3,8 kontinuierlich an. Ver-
gleicht man Werte des Elements 209, die bei nahezu gleichem O/F und Drücken
von 60 bar und 80 bar berechnet wurden, ist eine Zunahme des Verbrennungswir-
kungsgrades mit dem Brennkammerdruck festzustellen. Eine Gegenüberstellung
der Werte, die mit beiden Elementen in gleichen Betriebspunkten erzielt wurden,
liefert ein uneinheitliches Bild: Bei einem Brennkammerdruck von 60 bar erzielt in
der Regel die Basiskon�guration höhere Verbrennungswirkungsgrade. Bei 80 bar
ist der umgekehrte Fall zu beobachten.

Wärmefreisetzung
Der Verlauf des statischen Brennkammerdruckes in Abbildung 8.50 auf Seite 132
zeigt für alle Druckbereiche ein rascheres Absinken des Druckes bei der Basis-
kon�guration. Bei 60 bar und 80 bar fällt auf, dass der statische Druck am Ende
des ersten Segmentes o�enbar stark von der Wahl des Mischungsverhältnisses
beein�usst wird. Mit sinkendem Mischungsverhältnis - was einer Zunahme des
Impulsverhältnisses entspricht - fällt der Druck am Beginn der Brennkammer
drastischer ab, bis sich bei einem O/F von 2,9 der gleiche Gradient wie beim Re-
ferenzelement einstellt. Im weiteren Verlauf bleibt der normierte statische Druck
jedoch stets über den Werten des Referenzelementes. Die Abhängigkeit vom Mi-
schungsverhältnis ist nicht mehr so ausgeprägt.
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall
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Abb. 8.48: cD-Wert Sauersto� bei konischer Verjüngung des Recess, Heiÿtest
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Abb. 8.49: Verbrennungswirkungsgrad bei konischer Verjüngung des Recess
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Abb. 8.50: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei konischer Verjüngung
des Recess
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

Wärmeübergang
Die aufgezeichneten Wärmestromdichten zeigen bei beiden Elementen eine deut-
liche Abhängigkeit von Brennkammerdruck und Mischungsverhältnis (siehe Ab-
bildung 8.51).
Der Ein�uss des Brennkammerdruckes auf die Wärmestromdichte ist beim Ele-
ment 205 stärker ausgeprägt. Dies spiegelt auch das Ergebnis der Regressionsana-
lyse wider. Hier ergaben sich für die Abschätzung des Wärmeüberganges nach
Gleichung (7.10) in Abhängigkeit von Mischungsverhältnis und Brennkammer-
druck die Koe�zienten

a = 0, 6552

b = 1, 416 (8.3)
c = 0, 816.

Die niedrigeren Werte der Wärmestromdichte in Abbildung 8.51, welche für das
Element 209 aufgezeichnet wurden, korrelieren mit schlechteren Verbrennungs-
wirkungsgraden und illustrieren den Zusammenhang zwischen Verbrennungswir-
kungsgrad, Brennkammertemperatur und Wärmestrom in die Wand.
Dieser E�ekt prägt auch das Bild der axialen Verteilung der Wärmestromdich-

2.8 3 3.2 3.4 3.6 3.8 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Abb. 8.51: Gesamtwärmestromdichte bei konischer Verjüngung des Recess

ten. In Abbildung 8.52 auf der nächsten Seite ist zu erkennen, dass bei 60 bar
und bei 80 bar Brennkammerdruck die Thermalbelastung der Wand durch das
Element 209 in den ersten beiden Segmenten geringer ausfällt. Dieser Trend ist
auch im Düsensegment zu sehen.
Die hier gewonnenen Messwerte zeigen darüber hinaus den Anstieg der Wärme-
stromdichte bei Annäherung an das stöchiometrische Mischungsverhältnis. Die
isolierende Wirkung des Kerosin�lms, der an der Wand entlang strömt, scheint
durch die Verjüngung des Recess und die stärkere Ausprägung der Abrisskante
am Eintritt in die Kammer nur unwesentlich beeinträchtigt zu werden.
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Abb. 8.52: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei konischer Verjüngung des Recess
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

8.2.7 Element 210 vs. 211 vs. 212: konische Verjüngung des Recess bei
reduzierter Kerosineinspritz�äche

Um die optimale Gestaltung einer konischen Verjüngung im Bereich des Recess
festzustellen, wurden zwei verschiedene Kon�gurationen bei einem Mischungs-
verhältnis von O/F = 3,2 getestet: Beim Element 211 wird der Recess auf einen
Durchmesser von 7,6 mm verengt. Beim Element 212 beträgt der Durchmesser
am Ende des Recess' 9,1 mm. Die Reduktion auf 9,1 mm beim Injektor 212
und 7,6 mm beim Injektor 211 entspricht einer Verringerung der Fläche um 38%
beziehungsweise 55%. Mit diesen Kon�gurationen wurden keine Spraytests durch-
geführt; es wurden nur die Heiÿtests ausgewertet.

Hydraulisches Verhalten
Wie bei der in Kapitel 8.2.6 untersuchten Variation 209, bei der die konische Ver-
jüngung an einem Element mit nominellem Kerosinquerschnitt eingeführt wur-
de, sinkt die Durch�usszahl auf Brennsto�- und Oxidatorseite, wenn die Quer-
schnitts�äche am Eintritt in die Brennkammer verringert wird.
Die Auswirkung auf den Durch�usskoe�zienten ist in den Abbildungen 8.54

und 8.54 gezeigt. Auf der Sauersto�seite wird der vom Massenstrom unabhän-
gige Durchsatzkoe�zient von 0,4 auf 0,17 für das Element 211 verringert und
nimmt damit wie die Querschnitts�äche um etwa 55% ab. Bei der Reduzierung
des Endquerschnitts auf 9,1 mm im Element 212 sinkt der Durch�usskoe�zient
nicht so stark ab: Er fällt auf Werte um 0,25, was einer Abnahme um 36% und
damit einer Änderung proportional zur Variation der Fläche entspricht.
Das gleiche Verhalten ist auf der Kerosinseite zu sehen: Der cD-Wert, der im Re-
ferenzfall ohne Verjüngung keine Abhängigkeit vom Massenstrom aufweist, sinkt
von durchschnittlich 0,58 mit zunehmender Einschnürung des Recess' auf 0,5 und
0,42. Bei beiden Fällen ist eine leichte Zunahme des Durch�usskoe�zienten mit
einer Steigerung des Massenstroms erkennbar. Die prozentuale Änderung der cD-
Werte beträgt -29% beim Element 211 und -16% beim Element 212. Dass sich
die Änderung des Durchmessers am Eintritt in die Kammer weniger stark auf
den Durch�usskoe�zienten auswirkt, hängt in erster Linie mit der Tatsache zu-
sammen, dass der Kerosin�lm nur einen geringen Prozentsatz der Austritts�äche
einnimmt und Änderungen nicht so stark ins Gewicht fallen wie beim Sauersto�,
der den vollen zur Verfügung stehenden Querschnitt ausfüllt. Darüber hinaus er-
fährt die Strömung durch die Einschnürung eine Beschleunigung, in deren Folge
die Reaktionszone weiter stromab verlagert wird.
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Abb. 8.53: cD-Wert Sauersto�seite bei Verjüngung des Recess und reduziertem Kerosinein-
spritzquerschnitt
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Abb. 8.54: cD-Wert Kerosinseite bei Verjüngung des Recess und reduziertem Kerosineinspritz-
querschnitt
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Abb. 8.55: Verbrennungswirkungsgrad bei Verjüngung des Recess und reduziertem Kerosin-
einspritzquerschnitt

Verbrennungswirkungsgrad
Die Analyse der ermittelten Werte für ηc∗ illustriert den Ein�uss der konischen
Verjüngung auf die E�zienz der Energieumsetzung. In Abbildung 8.55 ist zu er-
kennen, dass die niedrigsten Werte mit dem Injektor 210 erzielt wurden. Sie variie-
ren mit einer Standardabweichung von 0,5% um einen Mittelwert von 92,9%. Die
Reduktion des Recess-Durchmessers auf 7,6 mm führt zu den höchsten in dieser
Gruppe gemessenen Verbrennungswirkungsgraden. Sie liegen bei durchschnittlich
95,1% und weisen eine Standardabweichung von 0,26% auf. Dazwischen liegen die
Werte, welche mit dem Element 212 erzielt worden sind. Ihr Mittelwert beträgt
94,5%, die zugehörige Standardabweichung ist 0,26%. Alle drei Elemente zeigen
keine Abhängigkeit des Verbrennungswirkungsgrades vom Brennkammerdruck.
Die zunehmende Turbulenz im Bereich des Recess wirkt sich positiv auf den Ver-
brennungswirkungsgrad aus. Ein weiterer E�ekt, der die Vermischung der Treib-
sto�e und damit die Verbrennung begünstigt, ist die Ausbildung einer ausgepräg-
ten Abrisskante am Eintritt in die Kammer, welche die Entstehung eines Kühl-
�lmes behindert und einen höheren Verbrennungswirkungsgrad ηc∗ begünstigt.
Erkauft wird dieser Vorteil durch die zuvor beschriebene Steigerung der Druck-
verluste, welche sich beim Gesamtsystem mit Vorbrennkammer und Turbinen
negativ auf die Antriebsleistung auswirken kann.

Wärmefreisetzung
Die Verteilung des statischen Druckes entlang der Kammer in Abbildung 8.56
spiegelt die zunehmende Verlagerung der Reaktion in den Recess wieder. Der Gra-
dient des Druckes wird mit kleiner werdendem Querschnitt des Injektors �acher.
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Dieser E�ekt ist bei einem Brennkammerdruck von 80 bar weniger ausgeprägt,
als dies bei 60 bar der Fall ist.
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Abb. 8.56: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei Verjüngung des Recess
und reduziertem Kerosineinspritzquerschnitt
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Abb. 8.57: Gesamtwärmestromdichte bei Verjüngung des Recess und reduziertem Kerosinein-
spritzquerschnitt

Wärmeübergang
Das Verhalten der erzielten Wärmestromdichten ähnelt demjenigen des Verbren-
nungswirkungsgrades (siehe Abbildung 8.57). Besonders bei einem Brennkammer-
druck von 60 bar ist ein deutliches Anwachsen der abzuführenden Wärmemenge
bei Verringerung des Recess' sichtbar. Die Thermalbelastung steigt von zunächst
11,2 MW/m2 auf 14,7 MW/m2 und 16,5 MW/m2 � weniger Brennsto� fungiert als
Kühl�lm, Gleichzeitig gelangt mehr Brennsto� zur Reaktion mit dem Oxidator.
Die Abhängigkeit vom Brennkammerdruck liegt wiederum nahe an den Werten,
die eine Zunahme des Wärmestroms mit einem Exponent von 0,8 der Änderung
des Brennkammerdruckes erwarten lässt. So beträgt die Steigerung der Wärme-
stromdichte beim Element 211 30% und liegt damit geringfügig über dem Wert,
den eine Steigerung des Brennkammerdruckes von 60 bar auf 80 bar bei einem
Exponenten von 0,8 erwarten lieÿe. Die axiale Verteilung der Wärmestromdichte
unterstreicht die Bedeutung des Kühl�lms, der ohne Einschnürung des Recess'
auf das erste Brennkammersegment gelangt. Die Wärmestromdichte bleibt für
das Element 210 bei einer Steigerung des Brennkammerdruckes unverändert. Die
Elemente 211 und 212 zeigen dagegen eine leichte Zunahme der Wandwärmeströ-
me. Dass das Niveau der Thermalbelastung auch hier sehr niedrig ist, ist jedoch
nicht auf einen Kühl�lm zurückzuführen. Vielmehr liegt die Kernströmung erst
später an der Wand an und es �ndet nur ein verminderter Wärmeaustausch mit
der Wand des ersten Brennkammersegmentes statt. Der Vergleich der Daten, die
von Element 211 und 212 im zweiten und dritten Segment aufgezeichnet wurden,
illustriert, wie die Reaktionszone durch die höhere Anfangsgeschwindigkeit, die
der Massenstrom beim Eintritt in die Kammer hat, weiter stromabwärts trans-
portiert wird.
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Abb. 8.58: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei Verjüngung des Recess und reduzier-
tem Kerosineinspritzquerschnitt
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall

8.2.8 Element 209 vs. 212: Reduzierung der Kerosineinspritz�äche bei
konischer Verjüngung des Recess

Welche Auswirkungen die Steigerung der Kerosineinspritzgeschwindigkeit im Kom-
bination mit der konischen Verjüngung des Recess auf 9,1 mm hat, wurde in einem
Vergleich der Testdaten der Elemente 209 und 212 untersucht.

Hydraulisches Verhalten
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Abb. 8.59: cD-Wert Sauersto�seite bei reduziertem Einspritzquerschnitt Kerosin und Verjün-
gung des Recess

Da von der Kon�guration 212 keine Spraytestdaten vorliegen, werden nur die
in Heiÿtests ermittelten Durch�usskoe�zienten untersucht. Diese sind in den Ab-
bildungen 8.59 und 8.60 wiedergegeben.
Auf beiden Seiten führt die Reduzierung der Kerosineinspritz�äche zu einer si-

gni�kanten Steigerung des jeweiligen Durch�usskoe�zienten. Auf der Sauersto�-
seite beträgt die Zunahme bei 60 bar Brennkammerdruck etwa 13%. Mögliche
Ursache ist neben der Tatsache, dass der schnellere Kerosin�lm in der Austritt-
sebene eine geringere Fläche in Anspruch nimmt, die geringere Verweilzeit des
Gemisch im Bereich des Recess', aufgrund derer die Vorreaktion im Recess we-
niger intensiv ausfällt. Gleiches gilt für das Ansteigen des cD-Wertes auf der Ke-
rosinseite. Hier beträgt die Zunahme bei 60 bar Brennkammerdruck 40%. Eine
Zunahme dieser Gröÿenordnung ist nur über die geänderte Lage der Reaktions-
zone zu erklären. Beide Kon�gurationen zeigen die bekannte Abhängigkeit des
Durch�usskoe�zienten vom Massenstrom, die wiederum auf die Änderung der
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Abb. 8.60: cD-Wert Kerosinseite bei reduziertem Einspritzquerschnitt Kerosin und Verjün-
gung des Recess

Vorreaktion im Recess zurückzuführen ist.

Verbrennungswirkungsgrad
Die Analyse der erzielten Verbrennungswirkungsgrade in Abbildung 8.61 auf der
nächsten Seite zeigt die Abhängigkeit des ηc∗ vom Mischungsverhältnis. Es wur-
den Werte zwischen 92,9% und 95,5% berechnet, wobei das Maximum bei höchs-
tem Brennkammerdruck im Bereich der Stöchiometrie erreicht wird. Während die
Erhöhung der Kerosingeschwindigkeit bei 60 bar zu einer geringfügigen Verbes-
serung der Energieumsetzung führt, ist bei 80 bar kein signi�kanter Unterschied
feststellbar.

Wärmefreisetzung
Abbildung 8.62 auf der nächsten Seite gibt den Ein�uss der Kerosingeschwin-
digkeit in Verbindung mit der Verjüngung des Recess' wieder. Die Verringerung
der Kerosineinspritz�äche führt zu einem rascheren Druckabfall der Strömung
bei 60 bar Brennkammerdruck. Der Verlauf des Drucks spiegelt in diesem Fall die
e�zientere Energieumsetzung wider. Bei 80 bar Brennkammerdruck lassen die
Messwerte keine Korrelation zwischen Verbrennungswirkungsgrad und Druckver-
lauf zu. Der Vergleich von Tests bei gleichem Mischungsverhältnis zeigt einen
geringfügig steileren Abfall des Brennkammerdruckes beim Injektor 212.
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall
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Abb. 8.61: Verbrennungswirkungsgrad mit reduziertem Einspritzquerschnitt und Verjüngung
des Recess
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Abb. 8.62: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei reduziertem Kerosinein-
spritzquerschnitt und Verjüngung im Recess
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Wärmeübergang
Die aufgezeichneten Wärmestromdichten weisen die zu erwartende Abhängigkeit
von Brennkammerdruck und Mischungsverhältnis auf. Während die Messwerte
bei 60 bar für das Element 212 eine geringfügig niedrigere Wärmestromdichte
anzeigen, kann bei 80 bar aufgrund der groÿen Streuung der Messwerte keine
eindeutige Aussage getro�en werden. Es fällt auf, dass die Wärmestromdichte für
das Element 209 bei 60 bar und einem O/F = 3,24 ebenso wie die des Elements
212 bei 80 bar und O/F = 3,19 ebenso starke Unterschiede aufzeigen wie der
Verbrennungswirkungsgrad.

2.9 3 3.1 3.2 3.3 3.4 3.5 3.6
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80

212 A  halbiertKer209 A  nominellKer

Abb. 8.63: Gesamtwärmestromdichte bei reduziertem Kerosineinspritzquerschnitt und koni-
scher Verjüngung

Der axiale Verlauf der Wärmestromdichte in Abbildung 8.64 auf der nächsten
Seite gibt keinen Aufschluss über eine wesentliche Änderung der Thermalbelas-
tung durch die höhere Geschwindigkeit, mit der das Kerosin eingespritzt wird.
Die Wärmestromdichte im Bereich des Düsenhalses liegt beim Element 212 mit
der verringerten Kerosineinspritz�äche deutlich höher.
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8.2 Coax-Swirl-Elemente ohne Sauersto�drall
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Abb. 8.64: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei reduziertem Kerosineinspritzquer-
schnitt und konischer Verjüngung
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall
Die Einführung verschiedener Drallerzeuger auf der Sauersto�seite führte zu deut-
lichen Änderungen des Elementverhaltens. Es wurden verschiedenen Kon�gura-
tionen getestet, um den Ein�uss der Anzahl an Zulaufbohrungen zur Drallkam-
mer, des Recess sowie der Orientierung des Sauersto�stroms zu untersuchen.

8.3.1 Element 205 vs. 301 vs. 302: Auswirkungen des Sauersto�dralls
sowie der Anzahl der Bohrungen im Drallerzeuger

Im Folgenden soll auf die Änderung der Leistungscha-
rakteristik durch das Aufprägen eines Dralls auf die Sau-
ersto�strömung eingegangen werden. Gleichzeitig werden
die Ergebnisse von zwei verschiedenen Dralltöpfen ge-
genübergestellt. Diese weisen beim Element 301 und 302
gleiche geometrische Abmessungen sowie die gleiche Gesamteintritts�äche in die
Drallkammer auf. Unterschiedlich war der Bohrungsdurchmesser und deren An-
zahl. Beim Element 301 wurde die Eintritts�äche auf zwei Reihen von je vier
Bohrungen verteilt; das Element 302 weist 3 solcher Reihen mit entsprechend
kleineren Bohrungen auf.

Hydraulisches Verhalten

Die Auswertung der durchgeführten Spraytests zeigte, dass der Durch�usskoe�-
zient der Oxidatorseite durch die zusätzlichen Druckverluste, die das Verdrallen
der Strömung mit sich bringt, um etwa 40% sinkt. Die gemessenen Werte sind in
Abbildung 8.65 auf der nächsten Seite aufgetragen. Sie liegen beim Element 301
bei 0,19; das Element 302 weist mit 0,185 einen geringfügig niedrigeren Wert auf.
Im Heiÿtest ist dieser Unterschied zwischen den beiden Kon�gurationen nicht
nachzuweisen (siehe Abbildung 8.66). Verglichen mit den Spraytests sinkt der
cD-Wert durch die Wärmefreisetzung um ca 15% auf Werte um 0,16. Eine Ab-
hängigkeit vom Massenstrom ist nicht nachweisbar.
Der Drall in der Sauersto�strömung führt auch auf der Kerosinseite zu einem Ab-
sinken des Durch�usskoe�zienten. Dieses Verhalten ist sowohl in den Spraytests
als auch in den Heiÿtests in den Abbildungen 8.67 und 8.68 auf Seite 148 nach-
weisbar. Bei den Spraytests wird dies deutlich, wenn der cD-Wert der Strömung
bei niedrigen Kavitationszahlen um 1 liegt. Hier ist für den Druck von 60 bar und
80 bar jeweils festzustellen, dass der Durch�usskoe�zient der Elemente 301 und
302 etwa 10% unter den mit der Referenzkon�guration 205 ermittelten Werten
liegt.
In den Heiÿtests führen die geänderten Strömungsverhältnisse innerhalb des Re-
cess zu noch deutlicheren Änderungen der Durch�usszahl. Liegen die Werte oh-
ne Drallaufsatz im Bereich von 0,54 bis 0,59, �nden sich fast alle cD-Werte der
Kerosinseite mit Sauersto�drall in Heiÿtests in einem Band zwischen 0,45 und
0,53 wieder. Der mit wachsendem Kerosinmassenstrom zu verzeichnende Anstieg
des Durch�usskoe�zienten hängt sowohl mit der Steigerung des Brennkammer-
druckes als auch mit der Veränderung des Mischungsverhältnisses zusammen und
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall
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Abb. 8.65: cD-Wert Sauersto�seite mit und ohne Sauersto�drall, Spraytests
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Abb. 8.66: cD-Wert Sauersto�seite mit und ohne Sauersto�drall, Heiÿtests

deutet wieder auf den Ein�uss der im Recess statt�ndenden Vorreaktion auf die
Durchströmung des Elements hin.
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Abb. 8.67: cD-Wert Kerosinseite mit und ohne Sauersto�drall, Spraytests
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Abb. 8.68: cD-Wert Kerosinseite mit und ohne Sauersto�drall, Heiÿtests
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall

Verbrennungswirkungsgrad
Der Verbrennungswirkungsgrad wird durch die intensive Vermischung, die der
Sauersto�drall erzeugt, deutlich verbessert (siehe Abbildung 8.69). Der Film, den
das Kerosin bei den vorhergehenden Experimenten an der Kammerwand erzeug-
te, kann sich nicht so stabil entwickeln und ein wesentlich höherer Anteil des
Brennsto�s gelangt zur Reaktion.
Es werden Werte des Verbrennungswirkungsgrades ηc∗ zwischen 95,3% und 97,4%
erreicht. Dabei ist eine geringfügige Steigerung des Verbrennungswirkungsgrades
mit wachsendem Brennkammerdruck und Mischungsverhältnis zu verzeichnen.
Die Abhängigkeit des ηc∗ vom Mischungsverhältnis ist nicht so ausgeprägt wie
ohne Sauersto�drall. Ein Ein�uss der Bohrungsanzahl im Drallerzeuger ist nicht
gegeben. Im Vergleich zu den Werten, die mit der Standardkon�guration 205
erzielt wurden, fällt auf, dass die Variation des Mischungsverhältnisses bei den
Elementen 301 und 302 weniger starken Ein�uss auf das ηc∗ ausübt.

2.4 2.6 2.8 3 3.2 3.4 3.6 3.8 4
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

60 80

205 ohne Drall

302 Drall 12 Bohrungen

20 40

301 Drall 8 Bohrungen

Abb. 8.69: Verbrennungswirkungsgrad mit und ohne Sauersto�drall

Wärmefreisetzung
Die Wärmefreisetzung �ndet bei Anwendung der Drallerzeuger auf der Sauersto�-
seite wesentlich näher an der Einspritzkopfplatte statt. Wie in Abbildung 8.70 auf
der nächsten Seite zu sehen ist, ist in allen Druckbereichen die Beschleunigung
der Strömung am Ende des zweiten Brennkammersegmentes nahezu abgeschlos-
sen und es �ndet kein nennenswerter Abfall des statischen Druckes mehr statt.
Derselbe E�ekt wird in der Verteilung der Wärmestromdichten weiter unten deut-
lich. Eine Abhängigkeit der Druckverteilung vom Mischungsverhältnis ist nicht
nachzuweisen.
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Abb. 8.70: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes mit und ohne Sauersto�drall
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall

Wärmeübergang
Abbildung 8.71 zeigt, wie sich der Sauersto�drall auf die Verteilung des Mi-
schungsverhältnisses in radialer Richtung auswirkt. Die Sauersto�konzentration
in der Randschicht des Abgasstrahls steigt an, was als Wechsel der Flammfarbe
von gelb zu blau zu erkennen ist. Die Abwesenheit des Brennsto��lms an der
Wand sowie der bessere Verbrennungswirkungsgrad führen zu einem deutlichen
Anstieg der Wärmestromdichte. Die Abhängigkeit der gemessenen Wärmestrom-
dichte vom Brennkammerdruck und dem Mischungsverhältnis entspricht den Er-
wartungen.
Die Regressionsanalyse der gemessenen Wärmestromdichten ergab für den In-

jektor 301 die Koe�zienten

a = 1, 6693

b = 1, 1470 (8.4)
c = 0, 7923

und für den Injektor 302 die Werte

a = 1, 56350

b = 1, 1809 (8.5)
c = 0, 7953.

Die Abhängigkeit der Wärmestromdichte vom Brennkammerdruck wird in dieser
Kon�guration sehr gut durch die Annahme eines Exponenten von 0,8 wiederge-
geben. Die Zunahme der globalen Wärmestromdichte durch den Sauersto�drall
fällt je nach Brennkammerdruck unterschiedlich stark aus. Bei 40 bar und ei-
nem O/F von 3,2 wächst die Wärmestromdichte von 11 MW/m2 beim Element
205 durch die Einführung des Dralls beim Injektor 302 auf einen Mittelwert von
19 MW/m2, was einer Steigerung von 72% entspricht. Bei 60 bar ergibt sich mit
Messwerten von 27 MW/m2 gegenüber 16 MW/m2 ein Anstieg um ca. 65%. Bei
80 bar wurden 34 MW/m2 und 22 MW/m2 gemessen, die Zunahme beträgt 54%.
Dasselbe Bild zeichnet der axiale Verlauf der Wärmestromdichte. Die Kurven
sind nahezu parallel zu höheren Werten hin verschoben. Beim Betrieb bei 40
und 60 bar erreicht die Aufheizung des Kühlwassermassenstroms im zweiten und
dritten Segment ein gleich bleibendes Niveau, während bei 80 bar ein stetiger
Anstieg zu erkennen ist. Die Messdaten bei 80 bar verdeutlichen nochmals den
Ein�uss des Mischungsverhältnisses auf die Thermalbelastung der Brennkammer-
wand. Von einem Mischungsverhältnis von 2,4 (im Diagramm grün dargestellt)
zu einem O/F von 3,2 (im Diagramm gelb) steigt die Wärmestromdichte in allen
Segmenten deutlich an.
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8 Experimente und Ergebnisse

Abb. 8.71: Farbe des Abgasstrahls ohne (oben) und mit (unten) Sauersto�drall bei pc = 80 bar
und O/F = 3,2
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Abb. 8.72: Gesamtwärmestromdichte mit und ohne Sauersto�drall
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall
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Abb. 8.73: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte mit und ohne Sauersto�drall
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8.3.2 Element 302 vs. 303: Variation des Recess

R

Der Ein�uss, den eine Verringerung des Recess' von
12 mm auf 7 mm auf die Leistungscharakteristik des In-
jektors mit Sauersto�drall ausübt, wurde in einem Ver-
gleichstest bei einem Mischungsverhältnis von 3,2 unter-
sucht.

Hydraulisches Verhalten
Die Reduzierung des Recess vermindert die Reibungs-
verluste in diesem Abschnitt und führt zu einer weniger intensiven Androsselung
durch die Wärmefreisetzung. Die Durch�usskoe�zienten der Brennsto�- und der
Oxidatorseite steigen bei einer Verringerung des Recess im Vergleich zum Ele-
ment 302 geringfügig an. Auf der Sauersto�seite beträgt dieser Anstieg 3% bis
4% (siehe Abbildung 8.74). Die Abhängigkeit vom Betriebspunkt bleibt erhal-
ten, so dass zwischen den Werten bei 60 bar und 80 bar Brennkammerdruck ein
Anstieg in der Gröÿenordnung von 1% besteht. Der Anstieg des Durch�usskoe�-
zienten wird durch die höhere Strömungsgeschwindigkeit des Kerosins im oberen
Lastpunkt hervorgerufen. Diese führt dazu, dass die chemische Reaktion erst an
einer weiter stromab gelegenen Stelle einsetzt.

250 300 350 400 450 500
Massenstrom Sauerstoff  [g/s]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60 80

303 Drall C,Recess 7mm302 Dral C, Recess 12mm

Abb. 8.74: cD-Wert Sauersto�seite bei Verringerung des Recess
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall

Ähnlich ist der Sachverhalt auf der Kerosinseite. Die entsprechenden Daten sind
in Abbildung 8.75 wiedergegeben. Der cD-Wert steigt hier um durchschnittlich
6% an, wobei ein Unterschied zwischen den betrachteten Brennkammerdrücken
von 3% besteht. Die Zunahme der cD-Werte auf der Brennsto�seite ist ähnlich
ausgeprägt wie im Vergleichsfall. In Abbildung 8.75 ist nochmals der E�ekt von
Mischungsverhältnis und Brennkammerdruck auf den cD-Wert zu sehen, der sich
in einer Zunahme über dem Massenstrom ausdrückt.
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Abb. 8.75: cD-Wert Kerosinseite bei Verringerung des Recess
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Verbrennungswirkungsgrad
Ein eindeutiger Ein�uss der Recesslänge auf die E�zienz der Energiefreisetzung
ist auf der Basis der vorliegenden Daten nicht festzustellen. Die gemessenen Wer-
te für ηc∗ sind in Abbildung 8.76 den Ergebnissen der Kon�guration 302 ge-
genübergestellt. Eine Abhängigkeit vom Brennkammerdruck ist im untersuchten
Betriebsbereich nicht nachzuweisen.
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Abb. 8.76: Verbrennungswirkungsgrad bei Verringerung des Recess

Wärmefreisetzung
Der Verlauf des statischen Brennkammerdruckes ähnelt dem der Referenzversuche
mit den Elementen 301 und 302. Die erzielten Werte des normierten statischen
Brennkammerdruckes liegen geringfügig unter denjenigen der Kon�guration mit
12mm Recess. Dies kann als Hinweis auf eine Verlagerung der Reaktionszone
weiter in die Brennkammer hinein gedeutet werden. Der Unterschied ist am Ende
der Kammer am stärksten ausgeprägt.
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall
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Abb. 8.77: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei Verringerung des Recess
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Wärmeübergang
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Abb. 8.78: Gesamtwärmestromdichte bei Verringerung des Recess

Sowohl bei 60 bar als auch bei 80 bar Brennkammerdruck liegen die aufgetrete-
nen integralen Wärmestromdichten über denjenigen des Elements 302. Bei 60 bar
steigt die Wärmestromdichte von 26,5 MW/m2 um 6% auf 28 MW/m2. Bei 80 bar
ist eine Zunahme von 9% von 33,5 MW/m2 auf 36,5 MW/m2 festzustellen (siehe
Abbildung 8.78).
Analysiert man die axiale Verteilung der Wärmestromdichte, die in Abbildung 8.79
auf der nächsten Seite wiedergegeben ist, kann man Rückschlüsse auf die Ursa-
che der höheren Thermalbelastung ziehen. Die gegenüber der Referenz gestiegene
integrale Wärmeabfuhr an die gekühlte Wand rührt vor allem von deutlich hö-
heren Werten der lokalen Wärmestromdichte am Ende der Brennkammer und
im Bereich des Düsenhalses her. Diese korrelieren mit dem stärkeren Absinken
des statischen Druckes am Ende der Kammer und deuten auf vermehrte Wär-
mefreisetzung in diesem Bereich hin. Wie den Diagrammen in Abbildung 8.79
zu entnehmen ist, stieg die Wärmestromdichte im Halssegment bei 60 bar von
60 MW/m2 auf 85 MW/m2, was einer Mehrbelastung von 42% entspricht. Bei
80 bar betrug der Anstieg 22,5%, die gemessene Wärmestromdichte wuchs von
80 MW/m2 auf 98 MW/m2.
Au�ällig ist auch, das vor allem bei 80 bar im ersten Brennkammersegment niedri-
gere Wärmestromdichten als im Referenzfall gemessen wurden. Die axiale Vertei-
lung der mit Element 303 aufgezeichneten Wärmestromdichte weist im weiteren
Verlauf einen steileren Gradienten auf. Dies kann als weiteres Indiz für eine weiter
stromab statt�ndende Reaktion angesehen werden.
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall
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Abb. 8.79: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei Verringerung des Recess
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8.3.3 Element 304 vs. 305: Sauersto� im Gleich- oder Gegendrall zu
Kerosin

cu,OX +

cu,Ker

cu,OX -

Die Untersuchungen zum Ein�uss der Dral-
lorientierung wurden mit Posts vom Typ 204
durchgeführt, die keine Nut am Austritt der
Kerosinkanäle aufweisen. Beim Element 304
weist die Drallrichtung in die gleiche Rich-
tung wie die des Kerosins. Beim Element 305 ist die Orientierung des Dralls
entgegengesetzt.

Hydraulisches Verhalten

180 200 220 240 260 280 300 320 340 360
Massenstrom Sauerstoff  [g/s]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60

305 Drall gegensinnig304 Drall gleichsinnig

Abb. 8.80: cD-Wert Sauersto�seite bei unterschiedlicher Drallorientierung, Heiÿtest

Die verwendeten Drallaufsätze weisen eine deutlich kleinere Eintritts�äche in
die Drallkammer auf als die der Elemente 301 und 302. Deswegen liegt der Durch-
�usskoe�zient der Sauersto�seite unterhalb von 0,1. Ein Ein�uss des Massen-
stroms auf den cD-Wert ist beim Element 305 nicht gegeben. Die Elemente mit
gleichsinnigem Drall zeigen in Abbildung 8.80 eine geringfügige Zunahme mit
steigendem Massenstrom. Die niedrigeren Druckverluste beim Element 304 füh-
ren zu höheren Durch�usskoe�zienten. Der Unterschied fällt jedoch vernachläs-
sigbar klein aus. Es ist möglich, dass die Di�erenz durch die gröÿere Reibung im
Bereich des Recess erzeugt wird. Bei den sichtbaren Unterschieden kann es sich
jedoch auch um fertigungsbedingte Unterschiede im Bereich der Zulaufbohrungen
in den Drallerzeuger handeln. Ein Vergleich der kerosinseitigen cD-Werte in Ab-
bildung 8.81 zeigt keinen Ein�uss der Drallorientierung. Der Durch�usskoe�zient
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall

der Elemente 304 und 305 liegt zwischen 0,34 und 0,44 und weist den in anderen
Kon�gurationen schon beobachteten Anstieg über dem Mischungsverhältnis und
Brennkammerdruck auf.

60 70 80 90 100 110 120
Massenstrom Kerosin  [g/s]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60

305 Drall gegensinnig304 Drall gleichsinnig

Abb. 8.81: cD-Wert Kerosinseite bei unterschiedlicher Drallorientierung

2.6 2.8 3 3.2 3.4 3.6
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60

305 Drall gegensinnig304 Drall gleichsinnig

Abb. 8.82: Verbrennungswirkungsgrad bei unterschiedlicher Drallorientierung
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8 Experimente und Ergebnisse

Verbrennungswirkungsgrad
Betrachtet man die erzielten Verbrennungswirkungsgrade in Abbildung 8.82, fällt
zunächst auf, dass diese mit dem Wechsel des Brennkammerdruckes von 40 nach
60 bar geringfügig ansteigen. Für die Experimente bei 40 bar erkennt man bei
beiden Kon�gurationen den Ein�uss des Mischungsverhältnisses: Das Maximum
jeder Kon�guration liegt im Bereich der Stöchiometrie. Dass die Elemente mit
gleichsinnigem Drall höhere Wirkungsgrade erzielten, deckte sich nicht mit den
Erwartungen vor den Tests. O�ensichtlich steigert die höhere Turbulenz in der
Scherschicht zwischen den Treibsto�massenströmen beim Gegendrall die Reakti-
onsrate nicht im erwarteten Maÿ.

Wärmefreisetzung
Die aufgezeichneten Brennkammerdrücke lassen keinen Rückschluss auf einen
Ein�uss der Elementkon�guration zu. In Abbildung 8.83 fällt im Vergleich zu
Tests mit den Elementen 301 und 302 auf, dass der statische Druck im Bereich
des Zünderringes sehr niedrig ist. Dies ist auf die höhere Geschwindigkeit der
stark verdrallten Sauersto�strömung zurückzuführen. Der Drall wird im Verlauf
des ersten Brennkammersegmentes abgebaut und es stellen sich Werte ein, die
denen anderer Kon�gurationen ähneln.
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
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p
c
 = 40 bar

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
Axiale Position x/L* [−]

p
c
 = 60 bar

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60

305 Drall gegensinnig304 Drall gleichsinnig

Abb. 8.83: Axiale Verteilung des statischen Brennkammerdruckes bei unterschiedlicher Dral-
lorientierung
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Wärmeübergang

2.6 2.8 3 3.2 3.4 3.6
Mischungsverhältnis O/F [−]

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60

305 Drall gegensinnig304 Drall gleichsinnig

Abb. 8.84: Gesamtwärmestromdichte bei unterschiedlicher Drallorientierung

Die gleichsinnige Orientierung des Dralls erzeugt geringfügig höhere Wärme-
stromdichten. Dies ist konsistent mit der Beobachtung des besseren Verbren-
nungswirkungsgrades. Die Daten bei 40 bar illustrieren, weil sie sich über einen
weiten Bereich des O/F erstrecken, die deutliche Abhängigkeit vom Mischungs-
verhältnis. Der Verlauf erreicht um die Stöchiometrie ein Maximum. Auch bei
dieser Kon�guration steigt die zu übertragende Wärmemenge mit der 0,8ten Po-
tenz des Brennkammerdruckes. Dies zeigen die mit Gleichung (7.10) ermittelten
Koe�zienten: Element 304:

a = 3, 7665

b = 0, 44750 (8.6)
c = 0, 8191

Element 305:

a = 3, 96050

b = 0, 4590 (8.7)
c = 0, 79120

Bei der Analyse der Koe�zienten fällt auf, dass die ermittelten Konstanten einen
hohen Grundwert a der zu erwartenden Wärmestromdichte zeigen und der Ein-
�uss des Mischungsverhältnisses vergleichsweise gering ist. Dies kann auf die we-
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8.3 Coax-Swirl-Elemente mit Sauersto�drall

sentlich höhere Umfangsgeschwindigkeit des Sauersto�massenstroms zurückzu-
führen sein, der zu einer besseren Vermischung führt und die E�ekte des Mi-
schungsverhältnisses entsprechend dämpft.
Das Diagramm derWärmestromdichten (Abbildung 8.84) legt jedoch den Schluss

nahe, dass die Ursache für das beobachtete Verhalten nicht in physikalischen Vor-
gängen, sondern in der begrenzten Datenbasis bezüglich des Mischungsverhält-
nisses liegt. Bei 60 bar Brennkammerdruck wurde das Mischungsverhältnis nur
in einem geringen Bereich variiert. Der Vergleich mit den Ergebnissen, die mit
den Injektoren 301 und 302 gewonnen wurden (siehe hierzu Abbildung 8.72 auf
Seite 152), lässt diese Schlussfolgerung als die wahrscheinlichere gelten.
Die axiale Verteilung der Wärmeströme ist in Abbildung 8.3.3 dargestellt. Im

Vergleich zu den Tests mit den Elementen 301 und 302 fällt auf, dass die thermi-
sche Belastung der Wand schon im ersten Segment hohe Werte erreicht und dann
im weiteren Verlauf des zylindrischen Teils kaum ansteigt. Die hohe Drallzahl der
Sauersto�strömung fördert die Expansion der Gase nach dem Austritt aus dem
Injektor und führt neben der intensiven Vermischung und Verbrennung zu hohen
Wärmeübergangskoe�zienten im ersten Segment.

165



8 Experimente und Ergebnisse

0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45
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 = 60 bar

Hintergrund: O/F

Vordergrund: pc

1,0 2,4 3,83,2

40 60

305 Drall gegensinnig304 Drall gleichsinnig

Abb. 8.85: Axiale Verteilung der Wärmestromdichte bei unterschiedlicher Drallorientierung
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9 Zusammenfassende Bewertung und
Ausblick

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden in einer umfassenden Studie ver-
schiedene Einspritzelemente für Hauptstromtriebwerke mit oxidatorreicher Vor-
verbrennung untersucht. Die durchgeführten Experimente charakterisieren das
Verhalten der Injektoren in einem weiten Betriebsbereich. Die groÿe Anzahl an
getesteten Kon�gurationen ermöglicht eine Übersicht über die Auswirkung ver-
schiedenster Konstruktionsdetails auf den Betrieb der Elemente.
Das Design der Injektoren muss mehreren Ansprüchen gerecht werden: Neben der
Realisierung eines möglichst hohen Verbrennungswirkungsgrades ηc∗ ist die qua-
litative und quantitative Beurteilung der Thermalbelastung ein wichtiger Aspekt
des Triebwerksentwurfs. Sie bildet die Basis für eine Abschätzung der Lebensdau-
er der hochbelasteten Kühlkanäle und ist für eine maÿgeschneiderte Auslegung
des Kühlsystems von Bedeutung. Ein weiterer wesentlicher Aspekt der Einspritz-
kopfgestaltung ist die Organisation der Wärmefreisetzung in Hinblick auf ihre
räumliche Verteilung, da sie die Entstehung von Verbrennungsinstabilitäten maÿ-
geblich beein�usst.

Die Untersuchung der Injektoren in einer Einzelelement-Kammer weist spezi�sche
Vor- und Nachteile auf. So lässt es der experimentelle Aufbau lässt es nicht zu, die
Interaktion mehrerer Elemente zu analysieren. Radiale und transversale Moden
von Verbrennungsinstabilitäten, die aufgrund ihrer Entstehung an der Frontplat-
te des Einspritzkopfes häu�g zur Zerstörung ganzer Triebwerke führen, können
mit dem verwendeten Aufbau nicht untersucht werden. Die starke Interaktion der
Strömung mit der Wand schwächt die Auswirkungen mancher Konstruktionsände-
rungen ab. Dies ist zum Beispiel im Fall der gesteigerten Einspritzgeschwindigkeit
des Kerosins zu sehen, die nur im Durch�usskoe�zienten deutliche Änderungen
hervorruft.
Die Durchführung der Experimente in einer Einzelelement-Kammer bringt aber
auch Vorteile mit sich: Sie ermöglicht es, quasi einen Fingerabdruck des Einsprit-
zelements zu erstellen. Auswirkungen, welche die Variationen von konstruktiven
Details haben, können besser sichtbar gemacht und eindeutig der Elementkon�-
guration zugeordnet werden. Beispielhaft sei hier die Auswirkung, den die Ein-
bringung einer Umfangsnut am Austritt der Kerosinkanäle auf die Verteilung des
Kerosins hat, genannt.

Die Premix-Injektoren konnten nicht im angestrebten Auslegungspunkt von 60 bar
getestet werden. Die hohe thermische Belastung der Einspritzkopfplatte erfordert
die Verwendung von Werksto�en hoher Wärmeleitfähigkeit und Festigkeit. In der
realen Anwendung ist die Kühlung der Faceplate unerlässlich.
Die Auswertung der Experimente zeigte, dass die Elemente auch in Betriebspunk-
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9 Zusammenfassende Bewertung und Ausblick

ten weit auÿerhalb der gewöhnlichen Bedingungen zuverlässig arbeiten. Der Ein-
�uss des Einspritzwinkels auf die Leistung des Premix-Elements ist nur bei einem
Brennkammerdruck von 20 bar, der üblicherweise dem Startniveau der Brennkam-
mer entspricht, nachweisbar. Hier ist eine starke Abhängigkeit des Druckverlustes
vom Mischungsverhältnis und dem Einspritzwinkel festzustellen. Beide Parame-
ter beein�ussen die Vorreaktion innerhalb des Recess und somit die Androsselung
der Strömung im Element.

Die Coax-Swirl-Elemente wurden bei einem Brennkammerdruck von bis zu 82 bar
getestet, was 136% des Druckes entspricht, für den sie ausgelegt worden sind.
Ebenso wie bei einer Drosselung der Leistung auf 39 bar oder 65% zeigten die
Kon�gurationen keine Änderung hinsichtlich der Stabilität des Betriebs. Die Va-
riation des Mischungsverhältnisses in einem Bereich von 2,4 bis 3,5 lässt ebenfalls
eine Beurteilung des Verhaltens im Hinblick auf mögliche Variationen des Mi-
schungsverhältnisses zu. Einige der untersuchten Konstruktionsmerkmale wirken
sich in erster Linie auf die Vorreaktion im Element aus und sind bei globalen Be-
trachtungen wie der Gesamtwärmestromdichte oder dem Verbrennungswirkungs-
grad nicht nachzuweisen. Hier hilft die Betrachtung der axialen Wanddruckver-
teilung oder des Durch�usskoe�zienten, um Aufschluss über die Auswirkung der
einzelnen Variationen auf den Betrieb des Brennkammer zu erhalten.

Ein Beispiel hierfür stellt das Entfernen der Blende am Eintritt in den GOX-Post
dar. Die verminderte Turbulenz der Strömung innerhalb des Injektors brachte eine
Verlagerung der primären Reaktionszone mit sich, in Folge derer der Durch�uss-
koe�zient für Oxidator- und Brennsto�seite in Heiÿtests deutlich anstieg. Gleich-
zeitig führte das Entfernen der Blende auch zu einer massiven Verschlechterung
des Stabilitätsverhaltens: O�enbar begünstigt die Verringerung des Druckverlus-
tes auf der Sauersto�seite das Auftreten von longitudinalen Verbrennungsschwin-
gungen. Die Ursachen für dieses Verhalten werden in zukünftigen Studien, die in
Zusammenarbeit mit der Penn State University in West Lafayette durchgeführt
werden, näher untersucht werden.
Die Einführung einer Umfangsnut am Austritt der Treibsto�kanäle führte zu ei-
ner homogeneren Verteilung des Mischungsverhältnisses in Umfangsrichtung. Die
erwartete positive Auswirkung auf den Verbrennungswirkungsgrad konnte in der
Einzelelement-Kammer nicht nachgewiesen werden. Die Analyse der Kühlwas-
sertemperaturen zeigt jedoch eine deutlich homogenere Temperaturverteilung in
Umfangsrichtung. Die Nut sollte deswegen in zukünftigen Konstruktionen beibe-
halten werden.
Ein probates Mittel, um die axiale Verteilung der Wärmefreisetzung in der Brenn-
kammer zu beein�ussen, wurde mit der Steigerung der Kerosineinspritzgeschwin-
digkeit untersucht. Aufgrund der dominanten Interaktion der Strömung mit der
Brennkammerwand konnten keine essentiellen Änderungen in der Verteilung der
Wärmefreisetzung oder der Wärmestromdichte nachgewiesen werden. Die Ver-
lagerung der Reaktionszone äuÿerte sich in einer entsprechenden Änderung des
Durch�usskoe�zienten auf Brennsto�- und Oxidatorseite.
Ebenfalls im Durch�usskoe�zienten äuÿerte sich die Auswirkung, welche die ko-
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nische Verjüngung der Recess-Zone auf den Betrieb der Brennkammer hat. Es
kommt zu einer deutlich stärkeren Vorreaktion mit einhergehendem überpropor-
tionalen Anstieg des Druckgefälles über den Injektor hinweg. Die Wärmefreiset-
zung zeigt in dieser Kon�guration eine deutliche Abhängigkeit vom Mischungs-
verhältnis.
Eine konische Verjüngung verstärkt die Vorreaktion im Bereich des Recess' und
führt zu einer Steigerung sowohl des Verbrennungswirkungsgrades als auch der
auftretenden Druckverluste. Darüber hinaus stellt sie ein geeignetes Mittel zur
Vermeidung longitudinaler Verbrennungsinstabilitäten dar.

Eine grundlegende Änderung des Elementverhaltens wurde durch die Aufprägung
eines Dralls auf die Sauersto�strömung hervorgerufen. Die Ausbildung des Keros-
in�lmes, der bei den anderen Kon�gurationen zu einer e�ektiven Filmkühlung der
Wand führt, wird bei dieser Kon�guration unterbunden. Die verbesserte Vermi-
schung der Treibsto�partner führt mehr Brennsto� der Reaktion zu und erlaubt
höhere Verbrennungswirkungsgrade. Die Wärmefreisetzung geschieht deutlich nä-
her am Einspritzkopf und die Thermalbelastung der Kammer steigt besonders in
der ersten Hälfte der Kammer drastisch an. Die Verwendung von Drallerzeugern
erscheint zur Steigerung des Wirkungsgrades attraktiv. Jedoch ist die prakti-
sche Umsetzung in der Nähe der Brennkammerwand eines Groÿtriebwerks vom
Gesichtspunkt des Thermalhaushaltes her kontraproduktiv. Auÿerdem ist zu un-
tersuchen, inwiefern die Konzentrierung der Wärmefreisetzung in der Nähe der
Faceplate das Stabilitätsverhalten der Schubkammer negative beein�ussen kann.
Die Gestaltung der Drallerzeuger wiederum bietet die Möglichkeit, die akusti-
schen Eigenschaften des Einspritzkopfes gezielt für eine maximale Dämpfung von
Druckschwankungen einer bestimmten Frequenz anzupassen. Bei der Bewertung
der erzielbaren Steigerung des Wirkungsgrades muss berücksichtigt werden, dass
ein höherer Druckverlust im Injektor Konsequenzen für die Auslegung des vorge-
schalteten Gasgenerators mit sich bringt und hier zu Leistungseinbuÿen führen
kann.

Bei der Gestaltung des Dralltopfs legen die Experimente die Schlussfolgerung
nahe, dass die Anordnung der Zutrittsbohrungen in die Drallkammer in zwei Rei-
hen ausreichend ist. Zusätzliche Reihen führten nicht zu einer signi�kanten Ände-
rung des Verhaltens, steigern aber in der realen Anwendung, wo Stückzahlen von
mehreren Hundert pro Motor hergestellt werden müssen, die Fertigungskosten
deutlich. Hinsichtlich der Orientierung des Dralls erwies es sich als vorteilhaft,
diese gleichsinnig zur Drallrichtung des Brennsto�massenstroms zu wählen.

Die Übertragung der Ergebnisse auf die reale Anwendung muss den geänder-
ten Eintrittsbedingungen der Treibsto�e in die Brennkammer Rechnung tragen:
Die Temperatur des Kerosins ist deutlich höher, wenn dieses zuvor ein regenerati-
ves Kühlsystem durchlaufen hat. Der Oxidator besteht aus dem sauersto�reichen
Abgas der Vorbrennkammer. Die im Vergleich zu kalten Bedingungen veränder-
te Dichte und Reaktionsraten der Treibsto�partner machen eine Reduzierung
des Recess' notwendig. Das Bestreben, durch einen höheren Massendurchsatz
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pro Element die Fertigungskosten zu reduzieren, bringt die Frage mit sich, unter
Einhaltung welcher Ähnlichkeitskennzahl die Gröÿenanpassung erfolgen soll. Üb-
licherweise wird eine Einhaltung der Mach- sowie der Reynoldszahl angestrebt.
Darüber hinaus gibt es ein Auslegungskriterium, demzufolge das Verhältnis aus
Recesslänge zu -durchmesser konstant zu halten ist. Inwieweit die Ergebnisse der
vorliegenden Untersuchungen hier übertragbar sind, muss auf der Basis weiterer
Experimente bewertet werden.

AA

O
/F

A

A

Abb. 9.1: Elementkon�guration in einem 19-Element Einspritzkopf für Subscale-
Untersuchungen

Mit Hilfe der gewonnenen Erkenntnisse ist es möglich, den Einspritzkopf einer
Raketenbrennkammer optimal auszulegen. Die Kenntnis der auftretenden Druck-
verluste erlaubt es, in einem realen Triebwerk die Verteilung des Mischungsver-
hältnisses gezielt zu beein�ussen. Elemente ohne Sauersto�drall können in Wand-
nähe zur Einbringung eines Kühl�lmes genutzt werden, während Injektoren mit
Doppeldrall im Zentrum für einen hohen Verbrennungswirkungsgrad sorgen. Ein
Konzept für weitere Untersuchungen in einer Subscale-Kammer ist in Abbildung
9.1 wiedergegeben. Die äuÿere Elementreihe nahe der Wand wird mit Einspritz-
elementen vom Typ 205 bestückt. Das eingespritzte Kerosin führt zu einer e�ek-
tiven Kühlung der Wand. Um den gesamten Verbrennungswirkungsgrad nicht zu
stark abzusenken, emp�ehlt es sich, diese Elemente bei einem Mischungsverhält-
nis von etwa 3,1 zu betreiben. Die innere Reihe wird mit Doppel-Drall-Elementen
vom Typ 301 bestückt, die für einen hohen Verbrennungswirkungsgrad sorgen.
Diese Elemente sollten bei einem Mischungsverhältnis von O/F=2,6 arbeiten. Im
Zentrum liegt ein Element 209 mit konischer Verjüngung des Recess, welches wie-
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derum bei O/F=3,1 eingesetzt wird. Aufgrund des unterschiedlichen Druckver-
lustverhalten der eingesetzten Injektoren kommt es bei entsprechender Auslegung
zu der beschriebenen radialen Verteilung des Mischungsverhältnisses, wie sie in
Abbildung 9.1 unten zu sehen ist. Da der Druckabfall vom Manifold zur Kammer
für alle Injektoren gleich ist, werden die Doppeldrallelemente von einer geringeren
Sauersto�menge durchströmt als die benachbarten Elemente und arbeiten folglich
bei einem niedrigeren Mischungsverhältnis O/F als die benachbarten Injektoren.
Im Mittelwert stellt sich so in der Brennkammer ein globales Mischungsverhältnis
von O/F=2,9 ein. Durch die unterschiedliche Verteilung der axialen Wärmefrei-
setzung, die sich für die verschiedenen Elemente einstellt, ergibt sich auch weiter
stromab eine Verteilung der Reaktionszonen, die der Ausbildung von Verbren-
nungsschwingungen entgegenwirkt.

Die Weiterentwicklung numerischer Simulationswerkzeuge wird in den kom-
menden Jahren dazu führen, dass die Vorgänge der Treibsto�aufbereitung und
-mischung innerhalb der Injektoren, die wesentlich den Verlauf der Verbrennung
stromab beein�ussen, in gegenwärtige Verfahren zur Brennkammerauslegung ein-
bezogen werden können. Für die Validierung solcher Modelle sind die vorliegen-
den Daten von groÿer Bedeutung. Im Rahmen weiterer Forschungsvorhaben wird
diese Datenbasis kontinuierlich erweitert werden.
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