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Kurzfassung

Die Anforderungen an das Raumklima zur Schaffung optimaler Bedingungen fir Mensch und
Produktionsprozesse setzen genaue Kenntnisse tber die Stromungsvorgange in klimatisierten
Raumen voraus. Aufgrund der stetig steigenden Rechnerkapazitdten werden dazu vermehrt
numerische Methoden wie Computational Fluid Dynamics (CFD) eingesetzt. Die erfolgreiche
Etablierung dieser Methode setzt jedoch eine hohe und sichere V orhersagegenauigkeit voraus.
Ein wesentliches Kriterium stellt dabel die moglichst realitdtsnahe Modellierung der
turbulenten Impul saustauschvorgange dar.

Nach vorliegendem Wissensstand ist die gleichermal3en genaue Berechnung aler dabei
auftretenden Stromungsphanomene mit einem einzigen Turbulenzmodell nicht méglich. In
dieser Arbeit werden daher die wesentlichen Eigenschaften bestehender Turbulenzmodelle
systematisch analysiert und ihre Eignung zur Berechnung von Raumluftstromungsvorgangen
diskutiert. Dabei wird gezeigt, dass durch die Anisotropie der turbulenten Normal spannungen
in unmittelbarer Wandnahe sowie durch transitionale Effekte am Austritt des Luftdurchlasses
das Stromungsbild stark beeinflusst werden kann.

Ausgehend von diesen Erkenntnissen wird ein nichtlineares Wirbelviskositétsmodell
abgeleitet und anhand typischer Testfdle validiert. Abschliefend werden mittels Particle
Image Veocimetry (PIV) umfangreiche Messdaten von mehreren Luftdurchlassen und
bel Ufteten Modellraumen generiert und mit den Berechnungsergebnissen allgemein bekannter
Turbulenzmodelle verglichen. Dabei wird gezeigt, dass das in dieser Arbeit vorgestellte
nichtlineare  Wirbelviskositétsmodell eine deutlich redlistischere Berechnung der
Raumluftstromung ermaglicht.
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Abstract

The demands on the indoor climate to create optimal conditions for people and production
processes require a detailed knowledge of flow phenomena in air-conditioned rooms. Due to
the continuous increase of the computer performance numerical methods such as
Computational Fluid Dynamics (CFD) are more commonly used. However the successful
establishment of this method requires an accurate and reliable prediction. An essential
criterion thereby is arealistic modeling of the turbulent momentum exchange processes.

According to the present state of knowledge a similarly accurate calculation of al flow
phenomena with one single turbulence model is not possible. Therefore in this work the
essential characteristics of existing turbulence models are systematically analyzed and their
suitability for the calculation of room air flows is discussed. Thereby it is shown that the
anisotropy of turbulent normal stresses near the walls and the transition effects near the inlets
can clearly influence the flow.

Due to these findings a novel nonlinear eddy viscosity model is developed and validated by
using typical test cases. Finally, by means of Particle Image Velocimetry (PIV) extensive
measurement data of several air supply ducts and ventilated model rooms are generated and
compared with the computational results using well-known turbulence models. Thereby it can
be shown that the novel non-linear eddy viscosity model clearly allows a more redlistic
calculation of the room airflow.

Keywords: mixing ventilation, CFD, RANS, turbulence modeling






Vorwort

Eine wissenschaftliche Arbeit in diesem Umfang zu verfassen ist nur durch die Unterstiitzung
von anderen Personen und Organisationen moglich, denen ich an dieser Stelle danken mdchte.

Mein besonderer Dank gilt meinem Betreuer Herrn Ao.Univ.-Prof. Dipl.-Ing. Dr. Wolfgang
Sanz, der durch seine wertvollen Hinweise und die lehrreichen Diskussionen einen
wesentlichen Beitrag zum Gelingen dieser Arbeit geleistet hat.

Herrn Univ.-Prof. Dr.-Ing. Dirk Muller danke ich fir das Interesse an meiner Arbeit, die
kritische Durchsicht des Manuskripts und die Ubernahme der Zweitbegutachtung.

Herrn Ao.Univ.-Prof. Dipl.-Ing. Dr. Jakob Woisetschléger danke ich fir die wertvollen
Diskussionen und konstruktiven Ideen bei der Planung und Anschaffung der erforderlichen
Stromungsmesstechnik sowie bel der Durchfiihrung der PIV-Untersuchungen.

Fur die aul3erordentliche gute Zusammenarbeit mochte ich auch meinem Kollegen Herrn
Dipl.-Ing.(FH) Peter Klanatsky danken. Er hat mich in ener ausgezeichneten
Arbeitsatmosphére wahrend der Arbeit begleitet und unterstiitzt.

Fur die finanzielle Unterstitzung mochte ich mich bel der FFG (Osterreichische
Forschungsforderungsgesellschaft mbH —  Strukturprogramm FHplus und Josef Ressel-
Zentren) sowie der Fachhochschulstudiengéange Burgenland GmbH bedanken. Ohne diese
Unterstiitzung wére die Anschaffung und die Nutzung der fir diese Arbeit erforderlichen
Messtechnik und Rechnerkapazitéten nicht moglich gewesen.

Die Fertigstellung dieser Arbeit wére jedoch ebenso wenig mdglich gewesen ohne die
Unterstitzung meiner Familie, die mir stets den Ricken frel gehalten hat. Insbesondere
meiner Frau Nicole gilt hierfir mein herzlichster Dank.

Graz, Janner 2010

Christian Heschl






|nhaltsverzeichnis

R Y1 = 1 (U o SRR 1
0 R N 1= 0101 = 1
1.2 Ubersicht durchgefiinrter UntersuchungSergeinisse..........ccueveveeevecuceeeeeeeecceeveeeenens 2

1.2.1 Untersuchung quasi-zweidimensionaler Raumluftstromungen............c.cc.... 2
1.2.2 Untersuchungen nichtsymmetrischer Effekte .........cccovvvveeiviceiicce e 4
1.2.3 Untersuchung komplexer Einstromsituationen............cccoveeeeeeeseeieeseesieennens 6
1.2.4 Untersuchung turbulenzinduzierter Sekundarstromungen...........ccoceeveeereeenne 7
1.3 Motivation zur vorliegenden ArDEIT.........coooiii e 13
1.4 AUFQADENSIEIIUNG ...ooveeiececece ettt beeae e e nneennens 14
1.5 Aufbau und Gliederung der ArbeIL.........cooieieee e 16

2 Grundlagen der numerischen Stromungssimulation...........coceveerenieneenence e 17
2.1 ErhaltungsgleiChuNgen.........ccooiiiiiieee e e 17
2.2 TurbulenZmOGE I IUNG ........cceeieeee e 21

2.2.1 Differentielle Reynoldsstress Modelle...........ccoevvreiiieiiecesese e 22
2.2.2 Lineare WirbelviskositatsSmodelle...........ccovviieeiininineeeeeee e 29
2.2.3 Nichtlineare Wirbelviskositatsmodelle ... 46
PZ2NC T o a0 (07 11T [T T o TS 50
2.3 1 AlIGEMEINES.......eeceece ettt e s re e te e sreenne e 50
2.3.2  Wandbehandlung...........coeeiiiiiieee e e 51
2.3.3 Madoglichkeiten zur Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung..........cc.c...... 58
2.4 Numerisches LOSUNGSVEIfaNreN .........c.ccveceieeie e 62
2.4.1 Diskretisierung des Ortes mit der Finiten Volumen Methode....................... 63
24.2 ZeitdiSKreliSIEIUNG.....cceeieeieiiieieerie ettt sreesae e 65
2.4.3 NUmMerisChes LOSUNGSSCNEMAL ......ccuevueirieeiirieniee et 66
ARSI N\ [= w0 = 0= 1= £ T 77

251 GIEQUAIITEL..........eeoeeeeeeieee et e esreenneenne s 77



3

4

5

2.5.2 Gitterunabh@ngige LOSUNG ......cccveeiieiierieeieeeesieesieeeesree e esee e e ssesseesneesseeneens 79
2.6 Implementierung zusétzlicher Turbulenzmodellein FLUENT .........cccccvecevveiecneene 80
2.6.1  AlIGEMEINES.......oieiiiecieee ettt s nae e 80
2.6.2 Implementierung der v2f Turbulenzmodelle...........cccoooniriiiiiniiniiiieene 80
2.6.3 Implementierung der nichtlinearen Wirbelviskositdtsmodelle...................... 81
2.6.4 Implementierung der differentiellen Reynoldsstress Modélle...................... 82
2.6.5 Ubersicht der verwendeten Turbulenzmodelle ..........ccoeuvieeeenieineinieineenns 82
Grundlagen zur Messung der RaumluftStr OMuUNg.......cooeeeireeririe e 84
G300 R 1 o = 4T 1T 84
3.2 Messfehler von richtungsunabhdngigen Anemometern...........cccveeveeeeeeeseereeseeenns 87
3.3 Grundlagen der Particle Image VeloCimetry (PIV) ... 92
3.3 1 FUNKLONSWEISE. .....c.eiiiiieeiiee ettt 92
3.3.2 Fehlerquellen bel der Particle Image VeloCimetry........ccoecvvveeivccnveenieennens 9
3.3.3  Koordinatentransformation .............coeerereinineneneseseees s 95
334 VaAlAION ... e 95
3.3.5 Stereo PIV MeSsverfanren ... 96
Verifikation bestehender Turbulenzmodelle............ccooiiiiiiincine e 97
g R N 1 [ T 1= - S 97
4.2 Durchstromung eines ebenen KanalS..........ccooeiirinieiinieneeeeee e 98
4.3 EDbener Fraistrahl ... e 104
4.4  Ebener Wandstrahl ..o 110
45 Zweidimensionale RaumIUFtSIFOMUNG ........ccveeerierieeieseese e 116
4.6 Turbulenzinduzierte SEKUNAArStrOMUNGEN ........oceeiierieiieieeeeeeee e 121
4.6.1  AlIQEMEINES.....ceiiiiieeteee ettt 121
4.6.2 Durchstromung eines quadratischen Kanals..........cccceoovvveveeieiceenecciesene, 122
4.6.3 Dreidimensionaler Wandstrahl..............cccoovrineinincneinccee e 126
A7 ZUSAMMENTASSUNG ... veeuveeueerieeieeeesteesieseeseeessesseessesssessessseensesseesseessessesssesnsesssessesnees 129
Ableitung eines alter nativen nichtlinearen Wirbelviskositatsmodélls...................... 130
5.1 Kalibrierung der ModellKONSLaNten ...........cccceveveeieeieenieeie e s 130

5.2 Implementierung des nichtlinearen Wirbelviskositétsmodells ..........c.cceevvveiiennnne 133



5.3 Validierung anhand einfacher Stromungsformen...........cccccvvceveevesceeseeceseeseeeeens 133
5.3.1 Durchstromung eines ebenen Kanals.........cooeovveeveeiesieenesce e see s 134

5.3.2 Ebener Fraistrahl ... 135
5.3.3 Zweidimensionaler Wandstrahl.............cccccooeiininininieciceccseesesee 137

5.34 Zweidimensionale RaumluftStrOmuNg ........cccccvveereeieesieeneeee e eee e 138

5.3.5 Durchstromung eines quadratischen Kanals.........ccccoccvvveevieeceveenesceeseenn, 140

5.3.6 Dreidimensionaler Wandstrahl.............ccccoooeiininininienicecesese s 140

5.4  ZUSAMMENTASSUNG .. .coiuiiiiitieieeie et see e stesee e see e e e ee e e sbeesesseesbeeneesreessesneens 141
6 Untersuchungen zur Stranlluftung........ccceeeeeeeiecceecece e 142
G300 R =1 = 1 (1 o SRS 142
6.2 Voruntersuchung zur Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung ..........ccccccevenee 143
B.2.1  BEINIBITUNG ..ot 143
6.2.2 Messtechnische Untersuchungen .........c.occeevveveiiese s 146

6.2.3 Beschreibung des numerischen Berechnungsmodells...........cccccevveciennenee. 148

6.2.4 Vergleich der Mess- und SimulationsergebniSse..........ooceeveeeeveenienceenieenen. 150

6.3 Vorhersage unterschiedlicher Strahlausbreitungsraten ............ccocceveevencenieenennns 154

6.4 Untersuchung der Strahlausbreitungsrate am Einlass des Modellraums | und 11 ... 157

6.4.1 Messaufbau Zuluftkanal Modellraum | ..o 157

6.4.2 Messaufbau Zuluftkanal Modellraum Il ... 158

6.4.3 Vergleich der Mess- und Simulationsergebnisse..........oocveveeeeveeniesceenieenn. 159

6.5 Untersuchung der isothermen RaumluftStromung ..........cccceveeveevesceesesce e, 166
6.5.1 Einleitung und Aufgabenstellung.........cccooevveieieese e 166

6.5.2 Experimentelle UNtersuChUngen ..........ccooeereriereenienieesee e 167

6.5.3 Validierungsuntersuchung Modellraum | ...........ccoveriinnininneeeee, 174

6.5.4 Validierungsuntersuchung Modellraum Il .........cccooveeiieeiecce e, 192

A AN = 10 0] 04 1= ] =TS U g o P 197
LIt Er @tUNVES ZEBICNINIS. ...t b bt e s sresnenne e 199
A Anhang - GitterunabhangigkeltSpriufung ......cccoveeieeieneeee e 217
A.1 Ebener Kanal It. Abschnitt 4.2 und 5.3.1 ... 217

A.2 Ebener Freistrahl 1t. AbSChnitt 4.3 UNd 5.3.2 ..o 218



A.3 Ebener Wandstrahl It. Abschnitt 4.4 und 5.3.3 ... 219
A.4 2D Raumluftstromung It. Abschnitt 4.5 Und 5.3.4........c.ccoevveieieeeeeeeee 221
A.5 Quadratischer Kanal It. Abschnitt 4.6.2und 5.3.5........cccccoiiiiiiiieceee e 222
A.6 Dreidimensionaler Wandstrahl It. Abschnitt 4.6.3und 5.3.6.........ccccceievinirennnne. 224
A.7 Frestrahluntersuchung It. Abschnitt 6.2.3........c.coveieeiieeceee e 225
A.8 Berechnung der Strahlausbreitungsraten It. Abschnitt 6.3..........ccccceeevveveeieceenne 228
A.9 Berechnung der Strahlausbreitungsraten It. Abschnitt 6.4.3.........ccoovieiiiienenne 229
A.10 Untersuchung des Lufteintrittbereiches It. Abschnitt 6.5.3.2.1........ccccccevirinnnne 231
A.11 Globale Raumluftstromung It. Abschnitt 6.5.3.2.2 ........cccceovevevieveeeeeeee 233

A.12 Globale Raumluftstromung It. Abschnitt 6.5.4.2 .........cccooeveevevereeeeee e 236



Nomenklatur

A
A

A
Au

m2

—

m2/s

[ I

&

C, JkgK

D/ kg/ms3
D, Kg/mes?

Konstante

Teilflache auf dem finiten Volumen
Modellkonstante

Modellkonstante

Temperaturl eitféhigkeit
Koeffizient

—-puu; +2/3p k6ijJ

Anisotropietensor a; = —( ”
P

K oeffizient

—puu +2/3pks;
Ani sotropietensor b,j:_( pEY P u]

2pk
M odellkonstante - Zwei schichtenmodell

Konstante
M odellkonstante

Modellkonstante
spezifische Warmekapazitét
Modellkonstante
Modellkonstante
Modellkonstante
Modellkonstante

turbulente Diffusion
laminare Diffusion

Kreuz-Diffusionsterm
Osten / East
Mittelwert zweier gegentberliegenden Zellenkanten

Integrationskonstante
Funktion

Funktion
Funktion
Produktionsterm

Erdbeschl eunigungskomponente

aguivaente mittlere Hohe des fiktiven Schlitzes



VI

l m’/s* tats. kinetischer Austrittsimpuls

I« 20 m/s’ tats. kinetischer Austrittsimpuls pro Ifm Diisenkanal
k m2/<? turbulente kinetische Energie

Ko m?/<? turbulente kinetische Energie im wandnéchsten Gitterpunkt
K m Wandrauhigkeit

KV Kontrollvolumen

L m Integralléngenmal?

L m allgemeine Langenmal3

L e m beduste L énge des Diisenkanals

I m Strahllange

[ m Mischungsweglénge

l, m M odelIkonstante - Zwei chichtenmodell

[ e m Langenmal3 des grofdten Turbulenzwirbels

[ m Langenmal? des kleinsten Turbulenzwirbels

I m charakteristische turbulente Langenmal3

Me i ka/s der in dasfinite Volumen eintretende Massenstrom
Mp o ka/s der in dasfinite Volumen austretende M assenstrom
N Norden

Nu Nusselt Zahl

n, Normal envektor

n Flachennormal envektor

N ges Zellenanzahl des gesamten Berechnungsgebi etes

N, Nordosten

N GroRRenordnung der notwendigen Zellenanzahl

n, Nordwesten

P Mittel punkt des finiten V olumenel ements

Pe Peclet Zahl

p Pa geschatzter statischer Druck

P m?/s® | kg/ms®  Produktionsrate aufgrund der Geschwindigkeitsgradienten
p’ Pa Druckkorrektur

R m?/s® | kg/ms®  Produktionsrate aufgrund des thermischen Auftriebs
p” Pa korrigierter Druck

p Pa mittlerer statischer Druck

p Diskretisierungsordnung



A
Qs
Qr 20
Qs
Qur

4 v o0

=4 -

T

kg/ms3
W/m2

m°K /s

m*K /ms

T
8|>~—<

s

s

°C
°C
°C

m/s
m/s

m/s

VIl

Produktionstensor

Waérmestromdichte an der Wand

fiktive Warmemenge des gesamten Dusenkanals
fiktive Warmemenge pro Ifm Duisenkanal
Verzerrungsgrad einer Gitterzelle
Langen-Seitenverhdtnis einer Gitterzelle

M odellkonstante

Reynolds Zahl
Gitterverfeinerungsverhaltnis

turbulente Reynoldszahl

turbulente Reynoldszahl

Residuum der Transportgrofien

Residuum der Massenerhaltung
. e 1( ou  ou;
Deformationsgeschwindigkeitstensor §, = —| —+ —
2\ ou; oy,

Stanton Zahl (S = Nu/RePr)
Deformationsinvariante

Quellterm

Temperatur

Schwankungsanteil der Temperatur

mittlere Temperatur

dimensionslose Temperatur

dimensionslose Temperatur
Temperaturdifferenz zwischen Umgebung und
Hauptstrahltemperatur

aguivaente Temperaturdifferenz am Eintritt
Turbulenzgrad

Zeit

Zeitschrittweite

Pseudozeitschrittweite
Geschwindigkeitskomponente (i = 1,2 bzw. 3)
mittlere Eintrittsgeschwindigkeit

Hauptstrahl achsengeschwindigkeit



Ye

m/s
m/s
m/s
m/s
m/s

m/s

m/s
m/s
2/
m/s

m3

s

aquival ente Hauptstrahlachsengeschwindigkeit am Eintritt

geschétzte Geschwindigkeit im Zellenmittel punkt
mittlere Geschwindigkeit
Geschwindigkeitskorrektur im Zellenmittel punkt
Schwankungsgeschwindigkeit

korrigierte Geschwindigkeit im Zellenmittel punkt
dimensionsloser Wandabstand

dimensionsloser Wandabstand
Wandschubspannungsgeschwindigkeit
Wandschubspannungsgeschwindigkeit

Doppelkorrel ationstensor

charakteristische Geschwindigkeit der Turbulenz
Volumen
- ou.

Rotationstensor W, = 1rou o

2\ ou; oy,
horizontaler Koordinatenabstand  x-Richtung
Strahlachsenverlaufes
kartesische Koordinate (i = 1,2 bzw. 3)

vertikaler K oordinatenabstand y-Richtung
Strahlachsenverlaufes
Wandabstand

dimensionsloser Wandabstand
dimensionsloser Wandabstand

Wandabstand der wandnéchsten Gitterzelle

des

des



Griechische Symbole

o

(04

(04

"y

B 1K
Ly

5

€ m?/s3
& kg/ms
Ep m?/s?
n

n

Mo

0 0

K

A W/mK
A, m

H Pas
U, Pas
1% m?/s
n

P kg/m3
Gs

Ok

Gt

O-cu

T S

Ty N/m?
¢

4

¢

9

¢i i kg/ ms3

Eintrittswinkel
M odel lkonstante bzw. Rel axationsfaktor

M odellkonstante
isobarer Ausdehnungskoeffizient
Diffusionskoeffizient

Kronecker Delta

Dissipationsrate

Dissi pationstensor

Dissipationsrate im wandnéchsten Gitterpunkt
Modellkonstante

dimensionslose Invariante n = T,[2§;S;
Modellkonstante

Winkel zwischen zwei benachbarten Teilflachen
Von Karman Konstante (0.4187)

Wéarmel eitfahigkeit

Autokorrel ationsmal3stab

Dynamische Viskositét

turbulente dynamische Wirbelviskositét
kinematische Viskositét

dimensionslose Invariante & = Tm
Dichte

Modellkonstante

Modellkonstante

Modellkonstante - turbulente Prandtl Zahl
Modellkonstante

Integrationszeit

Wandschubspannung

Stromungsgrofe

Schwankungsanteil der Stromungsgrofde

mittlere Stromungsgrofe
Stréomungsgrofie auf der Zellen-Teilflache
Druck-Scher-K orrel ationstensor



Q; s Rotationstensor Q; = 1 (ﬂ - %J

2\ ou; ou,
Q Vorticity-Invariante
1) s spezifische Dissipationsrate
Indizes
0 Bezugswert
p Zustandsénderung bei konstantem Druck
P Zellenmittel punkt
N nordlich benachbarter Zellenmittel punkt
@) ostlich benachbarter Zellenmittel punkt
S sudlich benachbarter Zellenmittel punkt
W westlich benachbarter Zellenmittel punkt
n nordliche Teilflache des finiten Volumens
o] ostliche Teilflache des finiten Volumens
S sudliche Teilflache des finiten Volumens
w westliche Teilflache des finiten Volumens
nb benachbarte Teilfl&achenbezei chnung
t K oeffizientenbezei chnung der Zeitdiskretisierung



Abkulrzungen

ADP

DNS

DR
HighRe
KW
KW-KOK
KW-PENG
KW-SFC

KW-SST
LES
LowRe
NT

PPD

RKE
RKE-EWT

RNG
RNG-EWT

RSM-CUBIC

RSM

RSM-IP

RSM-IP-CL

RSM-IP-GY

RSM-IP-EWT

RSM-IP-WWR

RSM-IP-WWR-EWT

Xl

Air Diffusion Performance

Direct Numerical Simulation

Draught Risk

High-Reynolds-Number

Standard k- Turbulenzmodell

k-o Turbulenzmodell nach Kok (2000)

k-o Turbulenzmodell nach Peng (1998)

Standard k- Turbulenzmodell mit ,shear flow correction®
Modifikation

Shear Stress Transport k- Turbulenzmodell

Large Eddy Simulation

L ow-Reynolds-Number

Nachteil

Predicted Percentage of Dissatisfied

Realizable k-¢ Turbulenzmodell

Redlizable k-¢ Turbulenzmodell mit Zweischichten-Wand-
Turbulenzmodell

Renormalization Group k-& Turbulenzmodell

Renormalization  Group  k-¢  Turbulenzmodell — mit
Zwei schichten-Wand-Turbulenzmodell

Differentielles Reynoldsstressmodell mit kubischem Druck-
Scher-K orrelationsterm

Differentielles Reynol dsstressmodel |

Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-
Scher-Korrelationsterm und Wandreflexionsterm nach Gibson
und Launder (1978)

Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-
Scher-Korrelationsterm und Wandreflexionsterm nach Craft
und Launder (1992)

Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-
Scher-Korrelationsterm und Wandreflexionsterm nach Gibson

und Y ounis (1986)
Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-
Scher-K orrelationsterm und Zweischichten-Wand-

Turbulenzmodell

Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-
Scher-K orrel ationsterm ohne Wandreflexionsterm
Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-



Xl

RSM-SSG

RSM-TCL

SKE
SKE-EWT

SKE-NL-EHR

SKE-NL-LUE

Slot

Slot MC

Tu
V2F

v2f

V2F-DAV

V2F-NL

V2F-NL-DAV

VT

Scher-K orrelationsterm und Zweischichten-Wand-
Turbulenzmodell ohne Wandreflexionsterm

Differentielles Reynoldsstressmodell mit  quadratischem
Druck-Scher-Korrel ationsterm

Differentielles Reynoldsstressmodell mit TCL Druck-Scher-
Korrelationsterm

Standard k-& Turbulenzmodell

k-g Turbulenzmodell mit Zwei schichten-Wand-
Turbulenzmodell

Nichtlineares k-e Turbulenzmodell nach Ehrhard (1999) mit
Standardwandfunktion

Nichtlineares k-¢ Turbulenzmodell nach Lubcke et a. (2003)
mit Standardwandfunktion

Berechnungsmodell mit vereinfachter Eintrittsrandbedingung
It. Abschnitt 6.2.3

Berechnungsmodell mit vereinfachter Eintrittsrandbedingung
und Impulskorrektur It. Abschnitt 6.2.3

Turbulenzgrad

v2f Turbulenzmodell modifiziert nach Kalitzin (2001)
Zusammenfassende Abkurzung fur alle in dieser Arbeit
verwendeten v f Viergleichungsmodelle

v2f Turbulenzmodell modifiziert nach Davidson et al. (2003)
Nichtlineares v2f Turbulenzmodell nach Pettersson Reif
(1999), v2f-Modell modifiziert nach Kalitzin (2001)
Nichtlineares v2f Turbulenzmodell nach Pettersson Reif
(1999), v2f-Modell modifiziert nach Davidson et a. (2003)
Vorteil
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1 Einleitung

1.1 Allgemeines

In den letzten Jahren wurde die Entwicklung der Raumlufttechnik durch die Anforderung
nach hohem Komfort und energiedkonomischer Effizienz beeinflusst. Eine zentrale Rolle
nimmt dabel die thermische Behaglichkeit des Menschen ein. Wesentliche physikalische
Grofen sind dabei die Lufttemperatur, Strahlungstemperatur der Umschlief3ungsflachen,
Luftgeschwindigkeit, Turbulenzgrad und Luftfeuchtigkeit. Eine objektive Beurteilung von
Klimatisierungskonzepten durch eine réumlich gemittelte Betrachtungsweise (z.B.
Bestimmung der Raumlufttemperatur mittels thermodynamischer Bilanzierung des gesamten
Raumes) ist daher nur bedingt mdglich. Vielmehr gewinnt die Angabe des Prozentsatzes an
Unzufriedenen in der Aufenthaltszone — objektiviert durch den PPD-Index (Predicted
Percentage of Dissatisfied), durch das Zugrisiko (DR-Draught Risk) oder durch den ADP-
Index (Air Diffuson Performance) — an Bedeutung. Liegen die physikalischen
Behaglichkeitsparameter vor, kann durch die Standardisierung eine objektive Beurteilung
unterschiedlicher Klimatisierungskonzepte einer Immobilie erfolgen (vgl. Fanger, 1972 und
Heschl et a., 2007). Es ist daher naheliegend, dass zuklnftige Klimatisierungskonzepte
detaillierte Informationen Uber die zu erwartende Behaglichkeit (Benchmarkindikator)
beinhalten werden und in deren Entwicklung verstérkt Berticksichtigung finden. Dazu ist eine
genaue Beschreibung der Stromungsverhdtnisse in klimatisierten Raumen bereits in der
Planungsphase notwendig.

Die Vorausbestimmung der Raumluftstromung mittels empirischer und analytischer
Methoden fuhrt nur bei stark vereinfachten Stromungsformen zu sinnvollen Ergebnissen. Es
koénnen z.B. anisotherme und isotherme Freistrahlen mit Hilfe der Integralmethode nur unter
der Voraussetzung eines unbeeinflussten Stromungsgebiets hinreichend genau berechnet
werden (vgl. Heschl et a., 2002). Praktisch werden derartige Stromungsverhatnisse durch die
Wand- und Deckenprasenz und der damit verbundenen Effekte htherer Ordnung selten
erreicht (vgl. Heschl und Klanatsky, 2005 und Heschl et al., 2008). Die Berechnung der
Raumluftstromung mittels numerischer Losung der dreidimensionalen zeitlich gemittelten
Navier-Stokes Gleichungen ist daher naheliegend. Um die Berechnungszeit moglichst gering
zu halten und gleichzeitig die geforderte Qualitét der Berechnungsergebnisse einzuhalten, ist
eine moglichst effiziente Berechnung der Raumluftstrémung notwendig. Einsparpotentiale
sind dabe in der Auswahl der Turbulenzmodelle, Vereinfachung der
Eintrittsrandbedingungen und Verwendung von Symmetrierandbedingungen zu erwarten. Die
sichere Anwendung dieser Einsparpotentiale setzt aber eine systematische Untersuchung fir
gangige Raumluftstromungssituationen, unter Beachtung der Anordnung und Ausbildung der
Luftdurchl&sse, voraus.
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1.2 Ubersicht durchgefiihrter Untersuchungsergebnisse

1.2.1 Untersuchung quasi-zweidimensionaler Raumluftstroémungen

Hanel und Scholz (1978) fihrten numerische und experimentelle Untersuchungen Uber
isotherme Stromungen in Raumen an einem verkleinerten Modell (H x L x B = 0,96 x 3,0 X
1,83 md) durch. Die Zuluft wurde Uber eine Windkanaldise (b x h = 1,83 x 0,009 m?)
zugefuhrt. Der turbulente Zustand am Disenaustritt wurde durch die Verwendung von
Turbulenzgeneratoren verandert, sodass experimentelle Untersuchungen bei unterschiedlichen
Turbulenzniveaus am  Eintritt  ermoglicht  wurden. Zur Charakterisierung  des
Turbulenzniveaus wurde dabel der Autokorrelationsmalistab

u'(r)-u’'(0
A, :uJ'T_—dr (1.2)

und der Turbulenzgrad Tu herangezogen. Um sicherzustellen, dass die vorliegende Strémung
im malistabsverkleinerten Modell eine ausgebildete Turbulenz aufweist, wurde das
Frequenzspektrum der Geschwindigkeitsschwankung im Stromungsfeld analysiert. Dabel
konnte festgestellt werden, dass die Breite der Spektren bei allen untersuchten
Zuluftbedingungen gleich ist und dass das Intensitéatsabklingverhalten im Tragheitsbereich
nach dem —5/3-Gesetz von Kolmogorov erfolgt (Hanel und Scholz, 1978).

Die numerischen Berechnungen wurden mit dem Standard k—¢  Turbulenzmodell
durchgefiihrt. Die Gegentiberstellung der Mess- und Simulationsergebnisse zeigt, dass lineare
Wirbelviskositatsmodelle', wie sie bereits zur Berechnung von Freistrahlen (Hanel, 1977) und
von ebenen Raumen mit unterschiedlicher innerer Geometrie (Scholz und Hanel, 1978)
erfolgreich eingesetzt wurden, auch Einfllsse veranderter Zuluftbedingungen (charakterisiert
durch Re,, h,/H , Tu, und A, /h,) auf die Raumluftstromung wiedergeben konnen.

Weiterfilhrende Untersuchungen fir komplexere zweidimensionale Raumluftstromungen?
sind in den Veroffentlichungen von Hanel und Scholz (1979a und 1979b) und Hanel et a.
(1978) angefuhrt. Aufgrund der dabei dokumentierten Untersuchungsergebnisse kann davon
ausgegangen werden, dass zweidimensionale Stromungen in Raumen mit guter Naherung
vorausberechnet werden konnen.

! Das von Hanel und Scholz (1978) verwendete Turbulenzmodell zur numerischen Berechnung der
Raumluftstrémung entspricht dem al's heute bekannten Standard k — ¢ Turbulenzmodell (SKE).

2 In den angefiihrten Arbeiten wurde die inneren und &uReren Geometrien durch Raumteiler, Unterziige und
schrdge Wande sowie die Warmebelastung und Zustrombedingung variiert, wobei die Zuluftéffnung immer
direkt unter der Decke angeordnet wurde.
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Interessanterweise wurde bereits in der Verdffentlichung von Hanel und Scholz (1979b)
darauf hingewiesen, dass aufgrund der vorliegenen Ergebnisse die Modellierung der
zweidimensionalen isothermen und nichtisothermen Raumluftstromung mit Hilfe der
statistischen Beschreibung der Geschwindigkeits- und Temperaturfelder als im Grof3en und
Ganzen abgeschlossen betrachtet werden kann. Als einzige Schwierigkeit wurden die
numerische Losungsprozedur und die Implementierung der Randbedingungen fur komplexe
Geometrien angefiihrt.>

In den letzten Jahren wurden numerische Verfahren entwickelt (vig. Kapitel 2.4), welche
diese Probleme umgehen und die Berechnung der Strémung in Raumen mit komplexen
Geometrien ermoglichen. Entsprechend der Aussage von Hanel und Scholz (1979b) erfolgte
die Waeiterentwicklung der Berechnung zweidimensionaler Raumluftstrbmungen nur
innerhalb der numerischen Losungsstrategie. Innerhalb der physikalischen Modellierung
konnten keine nennenswerten Verbesserungen erzielt werden. Dies kann aus der Arbeit von
Kollgaard Voigt (2000) abgeleitet werden. In seiner Arbeit verglich er aktuelle lineare
Wirbelviskositdtsmodelle zur  Berechnung einer zweidimensionalen  isothermen
Raumluftstromung mit experimentellen Daten. Als Referenzraum wurde der Annex 20
Testraum (Nielsen, 1990) herangezogen. Insgesamt wurden finf unterschiedliche
Zweigleichungsmodelle verglichen. Neben dem Standard k—& Model wurden das Low-
Reynoldsmodell von Launder und Sharma (1974), das k— o Modell von Wilcox (1988), das
BSL (Basdline) k—w Model von Menter (1993) und das SST (Shear Stress Transport)
k—w Model von Menter (1994) verwendet. Abgesehen vom SST k- Modell konnten
dabel alle Modelle die Geschwindigkeitsverteilung sehr gut wiedergeben. Die deutlichen
Abweichungen des SST k—w® Models wird in der Berechnung der Wirbelviskositét
vermutet. Das SST k — o Modell verwendet dabei eine Limitierfunktion.

Neben dem Vergleich der Geschwindigkeitsprofile hat Kollgaard Voigt (2002) auch
topologische Aspekte bel der Berechnung der Stromung in R&umen betrachtet. Im Besonderen
wurde die berechnete Stromungsstruktur im Annex 20 Testraum hinsichtlich der Ausbildung
der Rezirkulationszone unterhalb des Einlassbereiches mit den experimentellen Befunden von
Pederson und Meyer (2001) verglichen. Die Berechnungen wurden dabel mit dem k-¢
Turbulenzmodell von Launder und Sharma (1974) und dem k—@ Turbulenzmodell von
Wilcox (1988) durchgefuhrt. Beide Modelle konnten die Existenz einer Rezirkulationszone
mit Abldse- und Anlegepunkten vorhersagen. Jedoch konnte auch gezeigt werden, dass die
durchgefihrten Simulationen im Gegensatz zu den experimentellen Ergebnissen ene

® Die numerische Berechnung der zweidimensiondlen Raumluftstromung wurde mittels  finite

Differenzenverfahren durchgefiihrt. Um die Berechnung des in der Impulsgleichung auftretenden mittleren
Druckes zu umgehen, wurde die Wirbelstarke eingefiihrt. Das daraus resultierende Gleichungssystem besitzt
zwar bessere numerische Lodsungseigenschaften, die Randbedingungen sind aber deutlich schwieriger zu
implementieren.
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geschlossene Rezirkulationszone berechnen. Das Zentrum dieser Rezirkulationszone ist im
Gegensatz zum Berechnungsergebnis instabil. Diese Unterschiede zwischen den
experimentellen und numerischen Befunden sind auf die zweidimensionale Berechnung
zurlckzufihren, welche aufgrund der Hamilton-Eigenschaft der Stromfunktion eine
Berechnung der offenen Rezirkulationszone sowie des instabilen Wirbels unmdglich macht.

1.2.2 Untersuchungen nichtsymmetrischer Effekte

Zhang et a. (2000a, 2000b und 2000c) untersuchte die Strdmung in einem Raum, in dem trotz
stationdrer und symmetrischer Randbedingungen instationare und nichtsymmetrische
Stromungseffekte entstehen. Zur messtechnischen Erfassung der Stromungsgeschwindigkeit
wurden dabei thermische Multi-Kopf Anemometer (Zhang und Morsing, 1994) verwendet.
Vergleichbare Untersuchungen mit denselben Zuluftanordnungen wurden von Hanel und
Scholz (1978), Kollgaard Voigt (2000) und Nielsen (1990) durchgefthrt. Deren Arbeiten
enthalten jedoch keine Hinweise auf mogliche dreidimensionale Effekte. Aufgrund eines
Vergleiches mit den Empfehlungen zur Herstellung zweidimensionaler Raumluftstromungen
von Nielsen (1990) leiteten Zhang et al. (2000) ab, dass die geometrischen Unterschiede
zwischen den beiden Testraumen die Ursache fir die dreidimensionalen Effekte sind. Explizit
werden dabel die Verhdltnisse zwischen der Hohe der Eintrittsdffnung und der Raumhohe
(h/H) und zwischen der Raumbreite sowie Raumhohe (B/H) angefihrt. Ein Vergleich mit den
Untersuchungen anderer Autoren wurde jedoch nicht durchgeftihrt. Zur Verifikation dieser
Hypothese sind in der Tabelle 1 die untersuchten Raumgeometrien der angefihrten Autoren
gegentibergestellt.

Tabelle 1: Vergleich der Geometrieverhaltnisse und der Reynoldszahlen am Eintritt in Unter suchungen
unterschiedlicher Autoren

Autoren Re, H[m] B [m] L [m] h[m] b [m] B/H L/H H/h

Hanel und Scholz (1978) 4450/2340 0,96 1,83 3,0 0,009 1,83 191 3,13 0,009
Kollgaard Voigt (2000) und (2002) 5000 3,00 3,0 9,0 0,168 3,0 1,00 3,00 0,056
Zhang et al. (2000) 5100 3,00 50 8,5 0,019 50 1,67 2,83 0,006
Nielsen (1990) - 3,00 30 9,0 0,168 30 1,00 3,00 0,056

Aus der Gegentiberstellung ist ersichtlich, dass die Geometrieverhaltnisse der von Hanel und
Scholz (1978) und von Zhang et al. (2000) untersuchten Raume die gleiche Grélenordnung
aufweisen. Die nichtsymmetrischen Effekte missen daher von anderen Einflussfaktoren
abhangen. Der Einfluss der Abluftanordnung wurde aufgrund der weit verbreiteten Annahme,
keinen nennenswerten Einfluss auf das Stromungsbild zu haben, nicht diskutiert. Vergleicht
man die Abluftanordnung der untersuchten Raume sind Unterschiede erkennbar. Zum
besseren Verstandnis zeigt Abb. 1 die von den Autoren verwendeten Zu- und
Abluftanordnungen.
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Hanel und Scholz (1978) Zhang et al. (2000)

Abb. 1: Verwendete Zu- und Abluftanordnung

Im Gegensatz zu den Untersuchungen von Hanel und Scholz (1978) und Kollgaard Voigt
(2000 und 2002) ist in der Arbeit von Zhang et al. (2000) die Abluft unterhalb des Einlasses
angeordnet. Demnach ist anzunehmen, dass die Anordnung der Abluft einen wesentlichen
Einfluss auf die Stabilitét der Stromung in bel Gfteten Raumen hat.

Das Entstehen von nichtsymmetrischen Stromungen in R&umen trotz symmetrischer
Randbedingungen wurde zudem von Heschl et al. (2002) untersucht. Konkret wurde eine
umfangreiche Parameterstudie durchgefiihrt, in der die Auswirkung unterschiedlicher
Einstromwinkel, Raumbreiten und Raumlangen diskutiert wurde. Die Parameterstudie
umfasste 48 Falstudien und wurde mit einem linearen Wirbelviskositdtsmodell (SKE) mit
dem CFD Code Fluent 5.5.14 ohne Verifizierung mit experimentellen Daten durchgefthrt.
Trotz Verwendung symmetrischer Randbedingungen und eines isotropen Turbulenzmodells
wurden bel bestimmten Raumgeometrien und Eintrittswinkeln  nichtsymmetrische
Stromungsformen sowie el ne unterschiedliche Anzahl an Hauptstrahlachsen berechnet.

Welterfuhrende Untersuchungen hinsichtlich mdglicher nichtsymmetrischer Strémungen in
Raumen wurden von Bjerg et al. (2000) vertffentlicht. Er untersuchte dabei drei
unterschiedliche Testrdume deren Abmessungen in der Tabelle 2 zusammengefasst sind.

Tabelle 2: Abmessungen der von Bjerg et al. (2000) verwendeten Raumgeometrien

Testraum H[m] H/h W/H w/W L/H
A 3,0 0,00633 1,667 1,667 2,833
B 3,0 0,00633 1,667 1,667 2,833
C 3,0 0,03333 1,667 0,333 2,833
D 3,0 0,01667 1,667 0,175 2,833

Im Gegensatz zum Testraum A wurden beim Testraum B im Deckenbereich
Stromungsgleichrichter zum Ausrichten der Stromung in Raumlangsrichtung angebracht.
Beim Testraum D wurde der Luftdurchlass 0,5 m unter der Decke montiert und die Luft mit
einem Einstromwinkel von 20° in Richtung der Decke zugefiihrt. Zur experimentellen
Ermittlung  nichtsymmetrischer  Stromungsformen wurde in Bodenndhe  ein
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Stromungsrichtungssensor (vgl. Zhang et a. 2000) eingesetzt und zusétzlich Rauchversuche
durchgefthrt. Die Vergleichsrechnungen erfolgten mit dem Standard k — & Turbulenzmodell
(SKE).

Die experimentellen Untersuchungen haben gezeigt, dass die Strdomung im Testraum A und C
nichtsymmetrische und im Testraum B (mit Strémungsglei chrichter im Deckenbereich) und D
symmetrische Formen annimmt. Diese prinzipiellen topol ogischen Eigenschaften konnten mit
Hilfe der CFD Simulation sehr gut nachgebildet werden. Zudem wurde gezeigt, dass in der
Symmetrieebene des Testraums A die gemessene und berechnete Strémungsrichtung gut
Ubereinstimmt.

1.2.3 Untersuchung komplexer Einstromsituationen

In den bisher angefiihrten Untersuchungen wurde die Zuluft direkt unter der Decke
eingebracht. Literaturangaben mit Vergleichsrechnungen, bel denen die Zuluft zwar unterhab
der Decke, aber mit einem deutlichen Versatz angeordnet ist, sind selten. Der Coanda Effekt
ohne Beriicksichtigung der Raumluftstromung wurde zum Beispiel von Lai und Lu (1992 und
1996), Newman (1961) und Nasr und La (1998) untersucht. Die dabei durchgefiihrten
Untersuchungen beschrénken sich auf enen zweidimensionalen Strahl, dessen
Austrittsoffnung einen geringen Hohenversatz zur angrenzenden Wand aufweist. Ermittelt
wurden dabel neben der mittleren Geschwindigkeitsvertellung auch die turbulenten
Spannungen, wobel eine Gegeniuberstellung zwischen den experimentellen Daten und
numerischen Berechnungen nur von Nasr und Lai (1998) durchgefuhrt wurden. Die dabel
diskutierten Ergebnisse beschranken sich auf einen geringen Hohenversatz. Eine
Gegenuberstellung zwischen den experimentellen Daten und der mit Hilfe des SKE, RNG und
RSM-IP Turbulenzmodells berechneten Geschwindigkeitsverteilung zeigt, dass ale drei
Turbulenzmodelle das Rezirkulationsgebiet und die Wiederanlegezone qualitativ gut
wiedergeben. Die Lange der Wiederanlegezone wird dabei durch das SKE Turbulenzmodell
am besten berechnet.

Vergleichsrechnungen mit den von Zhang et a. (1992) vorgestellten experimentellen
Untersuchungen fir isotherme und nichtisotherme Raumluftstrémungen wurden von Mora et
al. (2002a und 2002b) durchgefihrt. Bel der dabei verwendeten Raumgeometrie wurde
entsprechend der Abb. 2 die Zuluft mit einem Hohenversatz von der Decke eingebracht. Die
Untersuchungen wurden bei einer Reynoldszahl am Eintritt von Re, = 5800 durchgefihrt. Im

anisothermen Fall wurde die Eintrittstemperatur mit T, = 231°C und die Bodentemperatur

mit Tgouen
experimentell nachgewiesen werden, dass die Stromung as zweidimensional angenommen
werden kann. Im anisothermen Fall kann die Stromung ebenfalls as zweidimensional
betrachtet werden, ausgenommen davon ist jedoch jener Bereich, der sehr nahe an der

Ruckwand liegt.

=39,7°C (Gr =37-10") festgelegt. Unter isothermen Bedingungen konnte
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Abb. 2: Von Moraet al. (2002a und 2002b) und Zhang et al. (1992) unter suchten Raumgeometrien

Die Vergleichsrechnungen von Mora et a. (2002a und 2002b) zeigten, dass sowohl im
isothermen als auch im anisothermen Fall die Stromungsgeschwindigkeitsverteilung und die
Temperaturverteilung im Raum durch das Standard k-—& Turbulenzmodell sehr gut
wiedergegeben wird. Dartber hinaus konnte auch gezeigt werden, dass bel Verwendung eines
sehr groben Gitters (8 x 8 Zellen) die Berechnungsergebnisse durchaus akzeptabel sind.

1.2.4 Untersuchung turbulenzinduzierter Sekundarstrémungen

Die bisher angefuhrten Validationsuntersuchungen beschrankten sich auf quasi-
zweidimensionale Stromungen. In der praktischen Anwendung kann jedoch davon
ausgegangen werden, dass Luftdurchlasssysteme nicht Uber die gesamte Raumbreite die
Zuluft in den zu beliftenden Raum einbringen. In diesem Fall wird auch seitlich
Umgebungsluft aufgrund des turbulenten Durchmischungsprozesses mitgerissen, sodass eine
dreidimensionale Betrachtungsweise notwendig ist. Befindet sich dariber hinaus der
Zuluftstrahl knapp unter der Decke, kann neben dem Coanda Effekt ein weiteres
turbulenzabhangiges Stromungsphanomen, welches vermutlich in seiner Wirkung genauso al's
wesentlich eingestuft werden kann, beobachtet werden. In diesem Kontext ist die Wirkung der
Umverteilung der turbulenten Normal spannungen in unmittelbarer Wandndhe zu sehen. Die
Bewegungsenergie der Turbulenzballen wird durch feststehende Wande derart umverteilt,
dass die turbulenten Normalspannungen in Wandnormalenrichtung stark gedémpft werden
und die Normalspannungen in den beiden anderen Raumrichtungen entsprechend zunehmen.
Diese Redistribution der Normalspannungen bewirkt eine in der Normalebene der
Hauptstromungsrichtung wirkende Wirbelstérke, welche eine deutlich stérkere Ausbreitung
des Strahlsin lateraler Richtung verursacht.

Zur Verdeutlichung dieser Wechselwirkung ist in Abb. 3 die Form eines mit und ohne
Redistribution der Normalspannungen berechneten isothermen Deckenstrahls dargestellt.
Dabel ist zu erkennen, dass das Stromungsbild wesentlich von der Modellierung der
Normalspannungen in unmittelbarer Wandnahe abhéngt. Daraus kann geschlossen werden,
dass im Gegensatz zum Coanda Effekt, welcher mit linearen Wirbelviskositétsmodellen
hinreichend genau berechnet werden kann, die realitétsnahe Simulation von Deckenstrahlen
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Turbulenzmodelle erfordert, welche die Anisotropie der turbulenten Normalspannungen in
unmittel barer Wandnahe moglichst genau wiedergeben.

isotropes Turbulenzmodell (SKE) anisotropes Turbulenzmodell (RSM-IP)

[ £

Abb. 3: Vergleich der mit unterschiedlichen Turbulenzmodellen berechneten Strahlausbreitung eines
dreidimensionalen Wandstrahls

Die Auswirkung der turbulenzinduzierten Sekundarstromungen auf einen dreidimensionalen
Wandstrahl sowie dessen Vorhersage durch unterschiedliche Turbulenzmodelle wurden z.B.
in den Veroffentlichungen von Craft und Launder (2001), Libcke et al. (2003), Heschl et al.
(2005) und Heschl und Sanz (2008) beschrieben. Die experimentellen Daten wurden dabei aus
der Arbeit von Abrahamsson (1997) entnommen. Die dabei durchgefihrten
Vergleichsrechnungen wurden mit insgesamt sechs unterschiedlichen Turbulenzmodellen
durchgefuihrt. In der Arbeit von Craft und Launder (2001) wurde das differentielle
Reynoldsstressmodell  mit  linearem  Druck-Scher-Korrelationsterm  mit  und ohne
Wandreflexionsterm nach Craft und Launder (1992) und mit einem TCL Druck-Scher-
Korrelationsterm mit und ohne Wanduberbriickungsfunktion diskutiert. Hingegen verwendet
LUbcke et al. (2003) ein neues nichtlineares Wirbelviskositdtsmodell zur Berechnung der
anisotropen turbulenten Spannungen (vgl. 2.2.3.2). Die durch die Autoren berechneten
Ausbreitungsraten des dreidimensionalen Wandstrahls sind in der Tabelle 3 zusammengefasst.

Tabelle 3: Vergleich der gemessenen und berechneten Ausbreitungsraten eines dreidimensionalen

Wandstrahls
Autoren Turbulenzmoddll 0Yos/02 0Xy5102 X35! Yos
Abrahamsson et al. (1997) Messung 0,065 0,320 4,94
Craft und Launder (1992) RSM-IP mit ®,=0 0,081 0,079 0,97
Craft und Launder (1992) RSM-IP-CL 0,053 0,814 15,3
Craft und Launder (1992) RSM-TCL 0,060 0,510 854
Libcke et al. (2003) Low Rek-¢ von Lien und 0,075 0,061 0,81
Leschziner (1993)
Lubcke et al. (2003) quadratic EASM 0,077 0,065 0,84
Lubcke et al. (2003) quartic EASM 0,064 0,165 2,57
Eigene Berechnungen SKE 0,074 0,070 0,95
Eigene Berechnungen SKE-EWT 0,071 0,065 0,96

Durch das von den Autoren Libcke et al. (2003) entwickelte Quartic EASM Modell wird das
Verhdltnis der Ausbreitungsraten um ca. 50% zu gering berechnet. Im Vergleich zu den
linearen Wirbelviskositétsmodellen ist jedoch das Verhdltnis um das Dreifache grofier. Bei



Einleitung 9

der Verwendung von differentiellen Reynoldsstress Modellen ist die berechnete
Ausbreitungsrate des Wandstrahls von der Modellierung der Druck-Scher-Korrelation
abhangig. Lineare Druck-Scher-Korrelationen konnen die deutlich hohere Ausbreitungsrate in
lateraler Richtung nur durch Hinzufiigen eines Wandreflexionsterms berechnen. Beide in
dieser Arbeit verwendeten Modelle zur Berticksichtigung der Wandreflexionen berechnen
jedoch eine zu grof3e Ausbreitungsrate. Das quadratische Modell zur Berechnung der Druck-
Scher-Korrelation ermittelt eine gegentber dem linearen Modell deutlich hohere
Ausbreitungsrate in lateraler Richtung. Verglichen mit den Messergebnissen ist jedoch diese
deutlich zu gering. Kubische Druck-Scher-Korrelationsterme berechnen die laterale
Ausbreitungsrate deutlich zu grof3. Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass weder
die gangigen linearen noch nichtlinearen Wirbelviskositétsmodelle und Druck-Scher-
Korrleationsterme die Ausbreitungsrate eines dreidimensionalen Wandstrahls genau
vorhersagen kénnen. Diese Erkenntnis kann jedoch nicht uneingeschrankt auf die Berechnung
von wandnahen  StrahllUftungssystemen  Ubertragen werden, da durch die
Umschlief3ungsflachen die gesamte Raumluft in Bewegung ist und zudem das Rick- bzw.
Nachstrémen der Umgebungsluft das Raumluftstromungsbild stark beeinflussen kann.

Der Einfluss der turbulenten Anisotropie in der Nahe feststehender Waénde unter
Berticksichtigung der gesamten Raumluftstromung wurde von Schélin und Nielsen (2004)
untersucht. Dabel wurden Vaidationsrechnungen mit dem Standard k—& und dem
Reynoldsstress Turbulenzmodell mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm mit und ohne
zusétzlichen Wandreflexionsterm durchgefihrt. Die dazu verwendeten experimentellen Daten
wurden aus den Veréffentlichungen von Blum (1956) und Nielsen (1974) herangezogen.*

Abb. 4: Von Schéalin und Nielsen (2004) ver wendete Raumgeometrien

Die verwendeten Raumgeometrien sind in Abb. 4 dargestellt und die unterschiedlichen
Abmessungen sind in der Tabelle 4 zusammengefasst.

* Die Messungen von Blum (1956) sind in der Veréffentlichung von Gosman et al. (1980) enthalten.
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Tabelle 4: Abmessungen der von Schalin und Nielsen (2004) ver wendete Raumgeometrien

Autoren Re bzw.Re,  H[m] ﬂ;ﬂ WH  ww  UH  tH
Blum (1956) 90.000 10000 0040 1,00 : 30 003
Nielsen (1974) 4700 01280 0025 470 020 120 016

Jensen nach Schélin und

Nielsen (2004) 0,0714 0,056 5,00 0,20 14,0

In beiden untersuchten R&umen erfolgt die Luftzufuhr in der Mitte des Raumes, horizontal
und direkt unterhalb der Decke. Beim kirzeren Raum wird die Zuluft Gber eine runde
Offnung und beim langeren Raum uber einen Schlitz zugefihrt.

Beim kirzeren Raum wurde sowohl durch die experimtentellen Untersuchungen as auch
durch die numerischen Berechnungen ein symmetrisches Stromungsbild identifiziert. Die
guantitative Gegenuberstellung der gemessenen und berechneten Strahlprofile an der Decke
ergaben, dass durch das lineare Wirbelviskositétsmodell die laterale Strahlausbreitung zu
gering und die Hauptstrahlachsengeschwindigkeit des Deckenstrahls zu grof3 wiedergegeben
wurde. Die Berechnungsergebnisse mit dem Reynoldsstress Turbulenzmodell zeigten sowohl
fur die Strahlausbreitung as auch fur die Hauptstrahlachsengeschwindigkeit gute
Ubereinstimmungen mit den Messergebnissen. Wobei die laterale Strahlausbreitung im
Bereich der Raummitte etwas zu grol3 und am Ende des Raumes etwas zu klein berechnet
wurde. Die Unterschiede sind jedoch deutlich geringer als beim dreidimensionaen
Wandstrahl.

Im Gegensatz zum kirzeren Raum wurde im léngeren Raum eine nichtsymmetrische
Stromung experimentell nachgewiesen. Nielsen (1974) flhrte diese nichtsymmetrische
Geschwindigkeitsverteilung auf nichtsymmetrische Zustrombedingungen zuriick. Eine
explizite Messung der Geschwindigkeitskomponenten am Eintritt wurde nicht durchgefuhrt.
Nach Schélin und Nielsen (2004) wurde aber von Jensen (2000) die Originamessung von
Nielsen (1974) mit einer ahnlichen Konfiguration wiederholt und durch mehr quantitative
Messergebnisse erganzt. Die daraus gewonnen Geschwindigkeitsprofile lassen daraus
schlief}en, dass symmetrische Zustrémbedingungen vorherrschten.”

Die numerische Untersuchung von Schain und Nielsen (2004) umfasste neben zwel
unterschiedlichen Turbulenzmodellen auch eine Anderung der Eintrittsrandbedingung. Zum
einen wurde der Eintrittswinkel in Richtung der Seitenwénde geringflgig verandert
(0.00<wW,/u, £0.01) um den Einfluss auf nichtsymmetrische Randbedingungen auf das

Berechnungsergebnis untersuchen zu kénnen. Zum anderen wurden die Turbulenzparameter

® An dieser Stelle muss darauf hingewiesen werden, dass geringe Symmetrieabweichungen (Eintrittswinkel < 1°)
nicht ausgeschl ossen werden konnten.
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(Turbulenzgrad 01% <Tu<150% und turbulentes Langenmald 0,0001m<| <0,02m)

variiert. Die Berechnungen wurden mit dem CFD Code Fluent 5.4.8 unter Verwendung des
Second Order Upwind Diskretisierungsschemas fir die konvektiven Terme durchgefihrt.
Entsprechend dem dreidimensionalen Wandstrahl konnte auch hier durch die Verwendung
eines entsprechenden Druck-Scher-Korrelationsterms, der die Redistribution der turbulenten
Normalspannungen in  Wandndhe bertcksichtigt, ene deutlich grolere laterale
Ausbreitungsrate gegenuber dem linearen Wirbelviskositdtsmodell vorhergesagt werden.
Darliber hinaus kann aus den Berechnungsergebnissen geschlossen werden, dass beim
Aufprégen geringer nichtsymmetrischer Eintrittsrandbedingungen sowohl das lineare
Wirbelviskositdtsmodell as auch das Reynoldsstress  Turbulenzmodell ene
nichtsymmetrische Stromung vorhersagen. Die Anderung der Turbulenzparameter am Eintritt
ergab keine nennenswerten Anderungen des Berechnungsergebni sses.

Vergleichsrechnungen von anisothermen Raumluftstrémungen unter  Einbeziehung
anisotroper Turbulenzmodelle mit Messungen wurden z.B. von Tornstrom und Moshfegh
(2006) sowie von Kuznik et al. (2006, 2007a und 2007b) durchgefiihrt. Die Abmessungen der
verwendeten Raume sind in der Tabelle 5 zusammengefasst.

Tabelle 5: Abmessungen der von Térnstrém und M oshfegh (2003 und 2006) und Kuznik et al. (2007a und
2007b) unter suchten Raumgeometrien

Testraum d/H

H [m] HH WIH wiW L/H tH
Tornstrom und Moshfegh (2003 und 2006) 2,95 0,0169 1,0169 0,4167 30 2,0339
Kuznik et al. (2007aund 2007b) 2,50 0,0480 1,2400 0,4807 14,0 1,2400

Die Luftzufuhr erfolgte bei den Untersuchungen von Tornstrom und Moshfegh (2006) Uber
eine rechteckige Offnung knapp unter der Decke und die Abluft wurde tiber einen raumbreiten
Schlitz auf derselben Seite knapp Uber den Boden abgefiihrt. Die Vergleichsrechnungen
wurden nur fur den Kuhifall mit dem RSM-IP und dem RSM-SSG Reynoldsstress Modell
durchgefuhrt. Die Autoren zeigten, dass das Reynoldsstress Modell (RSM-IP) mit dem
linearen Druck-Scher Korrelationsterm eine etwas zu grofe laterale Strahlausbreitungsrate
vorhersagt. Zudem konnte mit dem quadratischen Druck-Scher Korrelationsterm (RSM-SSG)
eine bessere Ubereingtimmung mit den experimentellen Daten erreicht werden.
Bemerkenswert dabei ist, dass ein hochauflésendes Berechnungsgitter in Wandnédhe
verwendet wurde und das verwendete RSM-SSG Modell keine Low-Reynoldserweiterung fir
wandnahe Effekte besitzt.

Bel der untersuchten Raumluftstromung von Kuznik et a. (2007a und 2007b) erfolgte die
Luftzufuhr knapp unter der Decke mit einem runden Luftdurchlass. Die Abluft wurde Uber
eine rechteckige Offnung auf der gegeniiberliegenden Wand im Bodenbereich abgefuhrt. Der
Einfluss der Eintrittsrandbedingung auf nichtsymmetrische Effekte wurde im Zuge ener
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vorangegangenen Verdffentlichung diskutiert (Kuznik und Brau, 2005). Im Gegensatz zu den
Untersuchungen von Tdrnstrom und Moshfegh (2006) wurden drei unterschiedliche Lastfélle
(Isotherm, Heizfall und Kuhifall) mit zwei unterschiedlichen Schlief3ungsansdtzen (erster
Ordnung — RKE, RNG, KW, KW-SST und zweiter Ordnung - RSM-IP) berechnet und mit
experimentellen Daten verglichen. Die Berechnungen erfolgten jedoch mit unterschiedlichen
Berechnungsgittern (RKE — 1.599.760 Tetraeder Elemente und RSM-IP — 511.963 Polyeder
Elementen). Im Vergleich mit den Messergebnissen konnten in alen Lastféllen mit dem
RSM-IP Modell bessere Eregebnisse erzielt werden.

In den Verdffentlichungen - Tornstrém und Moshfegh (2006) und Kuznik et a. (2007a und
2007b) - erfolgt keine Diskussion tber mdgliche nichtsymmetrische Effekte. Zudem werden
die Mess- und Berechnungsergebnisse nur an wenigen Stellen in Form von Strahlprofilen
miteinander verglichen. Eine eindeutige Aussage Uber das tatséchlich vorherrschende
Stromungsbild und konvektiv transportierte Warmestréme erfol gte nicht.
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1.3 Motivation zur vorliegenden Arbeit

Aus den Untersuchungsergebnissen der angefiihrten Autoren kénnen folgende Erkenntisse
zusammengefasst werden:

Symmetrische Randbedingungen sind notwendige, aber keine hinreichenden Bedingungen fur
eine symmetrische Raumluftstromung.

Die Raumgeometrie (Langenverhdtnisse), die Zu- und Abluftgeometrie und die Anordnung
der Zu- und Abluftéffnungen haben einen Einfluss auf dreidimensionale Effekte. Aus den
vorliegenden Untersuchungsergebnissen sind jedoch keine allgemeingiltigen Bereiche, bei
denen mit nichtsymmetrischen Effekten gerechnet werden muss, ableitbar. Eine vollstandige
dreidimensionale Betrachtung ist somit fir jedes messtechnische und numerische Experiment
Grundvoraussetzung.

Die Ausbreitungsrate freier Scherstromungen kann mit Zweigleichungsmodellen sehr gut
vorhergesagt werden (vgl. Wilcox, 2006, Shih et a., 1995). Eine zwangslaufige V erbesserung
durch die Verwendung von Reynoldsstress Modellen ist nicht gewahrleistet (vgl. Hwang und
Jaw, 1998). Vielmehr wird diese durch das Verhdltnis zwischen der Produktion und
Dissipation der Turbulenz in der Dissipationsgleichung beeinflusst. Die Menge der durch die
turbulenten Austauschvorgange mitgerissenen Umgebungsluft hangt daher wesentlich von
den Modellkonstanten der Dissipationsgleichung ab. Die Vertellung der turbulenten
Schubspannungen spielt gegentiber den turbulenten Normalspannungen eine wesentliche
Rolle. Dies ist auch der Grund, warum zweidimensionale RaumluftstrOmungen mit
Zweigleichungsmodellen prinzipiell sehr genau berechnet werden kénnen.

Dreidimensionale Raumluftstromungen mit wandnaher Luftzufuhr kénnen durch ansiotrope
Turbulenzmodelle, die eine Redistribution der turbulenten Normalspannungen in Wandnadhe
berlicksichtigen, genauer berechnet werden. Dies ist ein Indiz dafir, dass turbulenzinduzierte
Sekundarstromungen das Raumluftstromungsbild wesentlich beeinflussen kdnnen. Wie stark
diese Beeinflussung ist, kann jedoch aus den angefihrten Untersuchungen nicht abgeleitet
werden, da sich diese auf den Vergleich zwischen bestehenden Turbulenzmodellen mit
experimentellen Daten beschranken. Darlber hinaus sind die in der Literatur angefihrten
messtechnischen  Untersuchungen hinsichtlich der Anzahl an Messpunkten stark
eingeschrankt, sodass eine quantitative Beurteilung der Stromungsverhdtnisse unter
Bertcksichtigung des Riickstromgebietes im Bodenbereich nicht mdglich ist.

In Anbetracht der praktischen Relevanz und der damit verbundenen offenen Fragen ist es
daher sinnvoll, weiterfihrende experimentelle und numerische Untersuchungen
durchzufihren, um experimentell abgesicherte Aussagen Uber die zurzeit mogliche Qualitét
der numerischen Berechnung von Stromungen in bel Ufteten Raumen treffen zu kénnen. Dazu
bedarf es elner Verbesserung des grundsétzlichen Versténdnisses tber die dreidimensionalen
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Stromungsvorgdnge und  einer  theoretisch  fundierten  Diskussion  Uber die
Mindestanforderungen an das Turbulenzmodell.

1.4 Aufgabenstellung

Die angefuhrten Validierungsarbeiten zur Entwicklung von Simulationsregeln  zur
Berechnung von Raumluftstromungsvorgangen wurden unter Verwendung raumlich stark
reduzierter  Messpositionen  durchgefiihrt. Die  messtechnische  Erfassung  der
Geschwindigkeitsverteilung erfolgte an wenigen diskreten Punkten, sodass das gesamte
Stromungsbild nur ansatzweise erfasst und diskutiert wurde. Die fehlenden flachendeckenden
Messungen (quantitatives Stromungsbild) erméglichen keinen tieferen Einblick in die
tatséchlichen Stromungsverhétnisse und keinen eindeutigen qualitativen Vergleich mit den
numerischen Berechnungsergebnissen.® Zudem sind ausfilhrliche Messergebnisse (ber
Raumluftstromungsversuche, bel denen die Luftzufuhr Uber sichtbar im Raum angebrachte
Zuluftkandle erfolgt, nicht verfugbar. Aufgrund der einfachen Installation und
kostengiinstigen Fertigung sind jedoch - fir die praktische Anwendung - derartige
Zuluftsysteme von besonderer Bedeutung. Um diesen Umstand Rechnung zu tragen,
konzentrieren sich die experimentellen und numerischen Untersuchungen innerhalb der
vorliegenden Arbeit auf dasin Abb. 5 dargestellte StrahllGftungssystem.

Abb. 5: Schematische Dar stellung der Zu- und Abluftanordnung des unter suchten L Giftungskonzeptes

Bei dem zu untersuchenden Strahlliiftungssystem wird die Zuluft Giber kreisrunde Offnungen,
die in ener Rethe angeordnet sind, eingebracht, sodass sich in unmittelbarer Nahe der
Zuluftéffnung ein typischer turbulenter Freistrahl ausbilden kann. Die dabei auftretenden
turbulenten Austauschvorgange versuchen an den Strahlgrenzflachen die zundchst ruhende
Umgebungsluft mitzureif3en. Im Gegensatz zu der klassischen Freistrahlstromung wird das
Einsaugen durch die Raumumschlief3ungsfléchen eingeschrankt. Bel der gegenstandlichen
Anordnung des Zuluftkanals wird durch die Decke das Einsaugen der Umgebungsiuft von

® Es wurden zwar in zahlreichen Versffentlichungen auch auf durchgefilhrte Rauchversuche verwiesen, eine
eindeutige und objektive Beurteilung ist jedoch schwierig.
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oben zur Ganze verhindert. Dadurch entsteht ein Unterdruck, der den Zuluftstrahl bel
geringem Einstromwinkel « in Richtung der Decke driickt. Da die Zustromung nicht tGber die
gesamte Raumbreite erfolgt, bewirkt der Unterdruck zusétzlich eine Querstrémung im Bereich
der Strahlgrenze in Richtung der Symmetrieebene. Zudem ist zu erwarten, dass durch den
Unterdruck zwischen der Wand und dem Zuluftkana Luft nachstromen kann. Beide
Umstande tragen zur Verringerung der Kraft, mit der der Zuluftstrahl an die Decke abgelenkt
wird, bei.

Darliber hinaus wird mit zunehmender Strahllauflange der im Zuluftstrahl mitgefihrte
Volumenstrom immer grof3er. Aus Kontinuitétsgrinden kann aber am Ende des Raumes nur
ein Bruchteil der im Strahl bewegten Luftmenge Uber die Abluftéffnung abgefihrt werden.
Die restliche Luftmenge wird an der Ruckwand umgelenkt und stromt in Bodennéhe zuriick.
Sie entspricht somit exakt der durch die turbulenten Austauschvorgéange vom Zuluftstrahl
mitgerissenen Luftmenge. Theoretisch ist eine Strahlumkehr bereits vor der Rickwand
aufgrund der Massenerhaltung moglich. Betrachtet man ene zweidimensionae
Raumluftstromung, bei der die Zuluft unter der Decke eingebracht wird und bei der das
Verhdltnis zwischen der Raumhohe und der Raumlange (H/L) sehr klein ist, nimmt der
Zuluftstrahl an der Decke theoretisch die gesamte Raumhohe in Anspruch, sodass fur die
ruckstromende Luft kein Raum zur Verfigung steht. Um trotzdem das Einsaugen der
Umgebungsluft, unter Einhaltung der Kontinuitdtsgleichung, zu erméglichen, ist der Strahl
gezwungen umzukehren. Aus dieser einfachen Uberlegung kann abgeleitet werden, dass die
Genauigkeit der Berechnung der Stromungsvorgange in belifteten Raumen wesentlich von
der Modellierung der turbulenten Austauschvorgange abhéngt. Es kann davon ausgegangen
werden, dass im praktischen Anwendungsfall keine zweidimensionalen Raumluftstromungen
vorliegen, sodass zusétzliche Anforderungen an die Turbulenzmodellierung gestellt werden
muissen.

Bel dem gegenstandlich untersuchten StrahllUftungssystem erfolgt die Luftzufuhr nicht Gber
die gesamte Raumbreite, wodurch zusétzlich ein seitliches Ruckstromen theoretisch
ermdglicht wird. Dabel ungeklart ist das Verhalten des Strahls vor und nach dem Anlegen an
die Decke. Zum einem entsteht durch den Unterdruck eine Querstrébmung in Richtung der
Raumsymmetrieebene. Zum anderen bewirkt die Anisotropie der turbulenten
Normalspannungen in unmittelbarer Wandnahe eine in entgegengesetzte Richtung wirkende
Kraft (vgl. Abschnitt 2.2.1). Dominieren diese turbulenzinduzierten Sekundérkréfte, ist auch
in diesem Fall mit einer starken lateralen Strahlausbreitung — wie sie beim klassischen
dreidimensionalen Wandstrahl beobachtet werden kann — zu rechnen. Unter diesen
Umsténden wirde sich der Strahl bereits nach einer kurzen Strahllauflange Uber die gesamte
Raumbreite ausbreiten, sodass ein seitliches Rickstromen verhindert wird. Das sich
einstellende Stréomungsbild ist somit wesentlich von den druck- und turbulenzinduzierten
Sekundarstromungen abhéngig.
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1.5 Aufbau und Gliederung der Arbeit

Im Abschnitt 2 und 3 wird auf die fur die Arbeit erforderlichen Grundlagen zur Simulation
und Messung turbulenter Stromungen eingegangen. Im Abschnitt 4 erfolgt eine Diskussion
des Vorhersagepotentials verflugbarer Turbulenzmodelle zur Beschreibung einfacher
turbulenter Scherstrémungen mit und ohne turbulenzinduzierte Sekundérstromungen. Aus den
daraus gewonnenen Erkenntnissen wird im Abschnitt 5 ein neues Turbulenzmodell abgel eitet
und dessen Verbesserungspotential diskutiert. Im 6. Abschnitt werden messtechnische
Untersuchungen an mehreren komplexen Raumluftstromungen beschrieben. Neben der
Ableitung einer neuen Methode zur Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung werden
symmetrische und nichtsymmetrische Raumluftstromungen untersucht. Im Vordergrund dabel
steht die messtechnische Erfassung grofder Stromungsfelder, sodass ein Vergleich der
gemessenen und berechneten Stromungsstruktur erméglicht wird. Zudem werden die
Reynoldsschen Spannungen in Wandnahe ermittelt. Schliefdlich werden die Messergebnisse
mit den Ergebnissen der numerischen Simulation verglichen und das V erbesserungspotential
des neu entwickelten Turbulenzmodells diskutiert.
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2 Grundlagen der numerischen Stromungssimulation

2.1 Erhaltungsgleichungen

Grundlage fir die Beschreibung der in dieser Arbeit behandelten Stromungsvorgange stellen
die Erhaltungsgleichungen fir Masse, Impuls und Energie dar. Im Falle der betrachteten
Stromungsvorgange ist die Druckabhangigkeit der Zustandsgrofien vernachlassigbar.
Aufgrund der geringen Temperaturdifferenzen innerhalb der Raumlufttechnik kénnen zudem
die Transportgleichungen nach einem Vorschlag von Boussinesq vereinfacht werden
(Boussinesq, 1903). Dabel werden folgende Annahmen getroffen (Heiss, 1987):

— Die Dichte wird als abhangige Variable eliminiert und in allen Termen auf3er im
Auftriebsterm der Erhaltungsgleichungen a's konstant angenommen. Im Auftriebsterm
wird fir die Dichte eine lineare Temperaturabhangigkeit (p = p[1- (T -T,)])
vorausgesetzt.

— Die Temperatur- und Druckabhangigkeit aller Stoffwerte ist vernachléassigbar, sodass
se as konstant angenommen werden konnen (u=p,, A=4, c,=c, und

B= ﬂo)-

— Die Erhéhung der inneren Energie des Fluids durch Dissipation von kinetischer
Energie der Stromung wird vernachlassigt.

— Die Auswirkung der Druckanderung auf dieinnere Energie wird nicht berticksichtigt.

Bel einer Auftriebsstrémung von Luft in einem Behdter mit einer max. Temperaturdifferenz
von 15K liegt der damit verbundene Fehler in der GrofRenordnung von 1% (Ferziger und
Peric, 2002; Buckle und Peric, 1992).

Basierend auf die beschriebene Boussinesg-Approximation kann man von den
Grundgleichungen in folgender Form ausgehen (Gleichung (2.1) bis (2.3))":

ou,

-0

o% (2.1)
. ou, . ou,

M, b ‘):—i@+ 0 Vo o, M ~B,-(T-T,)- g, (2.2)

ot OX; Po OX; OX; oX;  0OX

(2.3)

" Die Schreibweise der Gleichungen in diesem Kapitel erfolgt ausschlieRlich im kartesischen
Koordinatensystem. Es gilt die Einsteinsche Summations-K onvention.
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Die Gleichung (2.1) wird as Kontinuitatsgleichung, (2.2) as Impulserhaltungsgleichung oder
as Navier-Stokes-Gleichung® und (2.3) as Warmetransportgleichung bezeichnet. Die
Gleichungen (2.1) bis (2.3) kénnen aus der integralen Gleichgewichtsbeziehung gewonnen
werden (Hirsch, 1988). Eine allgemeine Herleitung ist in (Oertel, 1995) angegeben.

Da nur fur wenige Stromungsformen aus den Gleichungen (2.1) bis (2.3) eine analytische
Losung gewonnen werden kann, werden vermehrt numerische Methoden zur Berechnung
technischer Stromungsvorgange herangezogen. Dazu muss das kontinuierliche System in ein
diskretes System ubergefihrt werden.

Die meisten technischen Stromungsvorgange sind jedoch turbulent, wodurch eine Erfassung
der daraus resultierenden stochastischen Schwankungsbewegung notwendig ist. Eine
turbulente Stromung ist dreidimensional, wirbelartig, stochastisch und instationér. Die Wirbel
weisen unterschiedliche GréRen und Frequenzen auf.® GroRRe Wirbel sind gleichbedeutend mit
geringen Frequenzen, ihre GrofRenordnung liegt im Bereich des Stromungsraumes, wodurch
eine Beeinflussung durch die Randbedingungen (z.B. Umschlief3ungsflachen) gegeben ist.
Die grof3en Wirbel stehen dabel stéandig in Wechselwirkung mit der Grundstréomung. Daraus
ist ableitbar, dass die grofdraumige Wirbelstruktur gerichtet, aso stark ,,anisotrop” sein kann
(Meile und Tangemann, 1999).

Man geht von der Vorstellung aus, dass die grofRen Wirbel energiereich sind. Ihre Energie
geben sie dabel aufgrund der Wirbelverformung durch Geschwindigkeitsscherung an immer
kleinere Wirbel ab. Dieser Vorgang setzt sich bis zu den kleinsten Wirbelstrukturen fort, wo
die Energieirreversibel infolge von Zahigkeitskraften dissipiert wird (Energiekaskade).™

Die Erfassung turbulenter Stromungsvorgange durch die direkte Losung der Navier-Stokes
Gleichungen (Direct Numerical Simulation, DNS) setzt voraus, dass alle Wirbelklassen bis
hin zu den kleinsten schnell rotierenden Strukturen zeitlich und raumlich aufgel6st werden.
Die Grof3enordnung der zulassigen Diskretisierungsweite und Zeitschrittweite bel der DNS
l&sst sich aus dem kleinsten zu erwartenden Langenmal? (Kolmogoroff-Lange |, ) und der zu
erwartenden Stréomungsgeschwindigkeit abschdtzen. Bel Raumluftstromungen kann die

Kolmogoroff-Lénge kleiner als 0,1 mm sein (Murakami und Kato, 1989) und fur Strémungen
mit sehr hohen Reynoldszahlen kleiner als 10 bis 100 um (Versteeg und Malalasekera, 1995).

8 Da das Gleichungssystem die Boussinesg-Approximation beinhaltet, miisste die Gleichung (2.2) streng
genommen al's problemangepasste Navier-Stokes-Gleichung bezeichnet werden.

° Der Begriff Wirbel wird hier und in weiterer Folge al's kreisende Bewegung einer Vielzahl von Materieteilchen
um ein gemeinsames Zentrum verstanden.

19 Turbulenzelemente mit groRen Abmessungen bilden die Grobstruktur und Turbulenzelemente mit kleinen
Abmessungen bilden die Feinstruktur der Turbulenz.
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Es lasst sich zeigen, dass das Verhdltnis des Langenmal3es des grofdten Wirbels |, zu dem
des kleinsten Wirbels I, einer isotrop turbulenten Stromung durch die Reynolds-Zahl

ausgedriickt werden kann (Ferziger und Peric, 2002).
| /1, ~konst-Re(u,I_,v)¥* (2.4)

Nimmt man an, dass zur numerischen Auflésung eines einzigen Wirbels drei Zellen fir jede
Koordinatenrichtung notwendig sind, dann kann die Grof3enordnung der notwendigen Zellen
N zur Auflésung des Wirbelzerfalls nach Gleichung (2.5) abgeschétzt werden (Nieuwstadt,
1992).

N ~ konst - 3°- Re(U',l ,v)*"* (2.5)

Bel ener Reynoldszahl von Re=5000 bendtigt man zur numerischen Berechnung des
gesamten turbulenten Spektrums eines einzigen Wirbelzerfalls eine Gitterdichte von ca. 10°
Zellen (vgl. Leonard, 1996). Daraus ist erkennbar, dass in den néchsten Jahren die numerische
Berechnung der Stromungsvorgange innerhalb der Lufttechnik (d.h. die Kanal- und
Raumluftstromung) nicht auf der vollstandigen Losung der Navier-Stokes Gleichungen
basieren kann.

In den meisten Féllen ist man nicht an den Momentanwerten, sondern an den zeitlich
gemittelten Stromungsgrofen interessiert. Das Stromungsfeld muss daher Gber einen grof3eren
Zeitraum berechnet werden. Gerade hinsichtlich der Raumluftstromung sind aufgrund des
hohen Turbulenzgrades und der niedrigen Stromungsgeschwindigkeiten lange
Berechnungszeitraume notwendig, um eine genaue Mittelwertbildung durchfhren zu kénnen
(vgl. Abschnitt 3).

Bei der Grobstruktursimulation (engl. Large Eddy Simulation — LES) werden die
kleinskaligen Wirbel durch statistische Turbulenzmodelle erfasst und die grof3rdumigen
Wirbelstrukturen rdumlich und zeitlich aufgel6st. D.h. diesem Verfahren liegen die raumlich
gefilterten Navier-Stokes Gleichungen zugrunde. Dadurch kann die réumliche und zeitliche
Diskretiserungsweite groRer gewahlt werden, ohne die Auswirkungen der kleinskaligen
Wirbel auf das Stromungsgebiet zu vernachlassigen. Dieser Modellierungsansatz entstand aus
der Uberlegung, dass zumeist die groRskaligen Wirbel eine anisotrope Turbulenzstruktur
aufweisen und zudem von der Geometrie des Stromungsfeldes abhéngen (Eggels, 1994).
Andererseits weisen die kleinskaligen Wirbel vermehrt eine isotrope Turbulenzstruktur auf
und besitzen keine so deutlich ausgepragte Geometrieabhangigkeit wie die makroskopischen
Wirbel. Eine Vielzahl vertffentlichter LES innerhalb der Raumlufttechnik zeigen sehr gute
Ubereinstimmungen zwischen den Mess- und Simulationsergebnissen (Davidson, 1996;
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Davidson and Nielsen, 1996; Bennetsen et a., 1996; Davidson et al., 2000). Diese Methode
hat sich aber aufgrund des immer noch hohen Rechenaufwandes nicht durchsetzen kénnen.
Zudem sind die Simulationsergebnisse wesentlich von den empirischen Informationen
innerhalb der Modellierungsansétze fir die kleinskaligen Wirbel strukturen abhéngig. Dadurch
geht die Allgemeingliltigkeit verloren und die Simulationsergebnisse konnen sehr stark
variieren (Peng und Davidson, 2000; Zhang und Chen, 2000; Emmerich und McGrattan,
1998).

Trotz Reduktion des Rechenaufwandes der Grobstruktursimulation gegeniber der DNS
mussen die Gleichungen (2.1) bis (2.3) weiter modifiziert werden, um mit einem vertretbaren
Rechenaufwand gel6st werden zu kénnen. Fr technische Anwendungen haben sich daher die
zeitlich gemittelten Erhatungsgleichungen durchgesetzt. Dabei werden zur Erfassung der
turbulenten Schwankungen die augenblicklichen Stromungsgroéf3en ¢ in einen zeitlichen

Mittelwert ¢ und einen turbulenten Schwankungsanteil ¢’ zerlegt (Reynolds, 1895).

to+t
p=0+¢'; ¢7=|Tig.g% [gdt; §'=0 (2.6)

to
Die Integrationszeit r ist so zu wahlen, dass diese grof3 gegeniber den Zeitskalen der
turbulenten Schwankungsbewegung und klein gegeniiber den charakteristischen Zeiten eines
eventuell instationdren Stréomungsverhaltens ist. Die Transportgleichungen fir die zeitlich
gemittelten Stromungs- und Temperaturfelder ergeben sich durch Einsetzen des Mittelwertes
und des Schwankungsanteiles nach Gleichung (2.6) in das Gleichungssystems (2.1) bis (2.3)
und anschlief3ender Mittelung Gber alle Terme (Jischa, 1982).

ou;

b B o

ox (2.7)
u o\, u ou, oluu’ _

%+u:_i@+ 0 Vo au' + J _ ( ! J)_ﬂo.(T _TO)'gi (28)
ot OX; Po 0% OX, oX; 0% OX;

oT | omT) o {ao af}_ o) (2.9)

E OX. _8xj 8xj 8xj

J

Aufgrund der nichtlinearen Terme in den Erhaltungsgleichungen treten bel der Mittelung
Korrelationen der turbulenten Schwankungsgrofen auf. Die as Reynoldsspannungen

bezeichneten Terme po-m charakterisieren den Impulstransport infolge turbulenter

Schwankungsbewegungen. Analog charakterisieren die Terme p, ﬁ den Wéarmetransport
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infolge turbulenter Schwankungen.* Durch diese - auch as statistische Momente zweiter
Ordnung (Ehrhard, 1999) bezeichneten Korrelationen - ist das Gle chungssystem nicht mehr
geschlossen. Zur Schlieflung des Gleichungssystems mussen daher die unbekannten
Reynol dsspannungen und der turbulente Warmetransport bestimmt werden.

In vielen turbulenten Stréomungen Ubersteigen die turbulenten Transportvorgéange den
molekularen Austausch um einige GrolRenordnungen. Innerhalb der numerischen
Stromungssimulation ist daher die Bestimmung dieser statistischen Momente zwelter
Ordnung eine zentrale Aufgabe.

2.2 Turbulenzmodellierung

Geeignete Ansétze, mit denen die Auswirkung der turbulenten Schwankungsbewegungen auf
die Kernstromung beschrieben werden kann, werden als Turbulenzmodelle bezeichnet.
Erstrebenswert sind Turbulenzmodelle, die das Verhaten der unbekannten Korrelationen
durch moglichst einfache Beziehungen modellieren und dabel eine moglichst grof3e
Allgemeingtiltigkeit besitzen.

Unvollstandige Turbulenzmodelle bendtigen empirische Informationen, die bereits vor der
Losung des Problems Kenntnisse Uber die zu erwartende Strémung voraussetzen.
Turbulenzmodelle, die ohne derartige Vorkenntnisse auskommen, werden als vollstéandig
bezeichnet. Die einfachsten vollsténdigen Turbulenzmodelle stellen die so genannten
Zweigleichungsmodelle dar. Bel  diesen Modellen wird mit Hilfe von zwei
Differentialgleichungen eine sogenannte Wirbelviskositat™®> und in weiterer Folge die
turbulenten Spannungen bestimmt. Aus diesem Grund werden in der vorliegenden Arbeit die
verwendeten Zweigleichungsmodelle auch a's Wirbelviskositétsmodel e bezeichnet.

Hingegen beruhen die Reynoldsspannungs-Modelle, deren Grundstein von Rotta (1951)
gelegt wurde, nicht auf dem Wirbelviskositatsprinzip. Stattdessen werden zusétzliche
Transportgleichungen fur die Reynoldsspannungen und turbulenten Flisse geldst. Die
unbekannten Korrelationen hoherer Ordnung werden dabel durch empirische Ansétze
modelliert. Da fir jede Komponente des Reynoldsspannungstensors eine eigene
Transportgleichung gel6st werden muss, ist der numerische Aufwand sehr viel grofier als bel
Wirbelviskositdtsmodellen. Zudem ist das resultierende Glechungssystem numerisch sehr
steif, oftmalsinstabil und erfordert sehr viele Iterationen.

' Die Boussinesg-Approximation setzt auch voraus, dass die Dichteschwankungen vernachlassigt werden
kénnen.

12 Da mathematisch gesehen die Terme der turbulenten Spannungen und Flilsse den viskosen Termen der
Navier-Stokes Gleichungen entsprechen, bietet sich die Einfihrung einer turbulenten Viskositdt — die sog.
Wirbelviskositét an.
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2.2.1 Differentielle Reynoldsstress Modelle

Bel den differentiellen Reynoldsstress Modellen werden die turbulenten Spannungen nicht
Uber algebraische Beziehungen sondern tber differentielle Transportgleichungen, welche aus
den Navier-Stokes-Gleichungen abgeleitet werden kénnen, berechnet. Prinzipiell ermdglicht
diese Modellierung somit die Beschreibung turbulenter Strémungen, in denen turbulente
Transportprozesse gegenuber lokalen Effekten nicht zu vernachldssigen sind. Dartiber hinaus
kénnen die differentiellen Turbulenzmodelle unterschiedliche Normal spannungskomponenten
des Reynoldschen Spannungstensors bel verschwindenden Scherraten vorhersagen.

Fir isotherme Strémungen ohne Systemrotation kann das differentielle Reynoldsstress Model
folgendermal3en zusammengefasst werden:

D(puu)

T L
Bt :Dij +Dij +Pij +¢ij —-€

(2.10)

ij

D; und D; beschreiben die turbulente und laminare Diffusion, P, die Produktion, ¢, die
Druck-Scher-Korrelation und ¢; den Dissipationstensor. Die Berechnung der Produktion

erfolgt mit der nachstehenden Gleichung:

——0u, —— Ju.
P =—p|uu —+u'u —- (2.11)
ij p( i~k axk j ok axkj

Zur SchlieBung des Gleichungssystems miissen die Terme D;, D;,4; und &; mit

ij ?
geeigneten Ansédtzen modelliert werden. In der Literatur wird dazu eine Vielzahl an Ansétzen
mit unterschiedlicher Komplexitdt angegeben. Aufgrund dessen, dass in dieser Arbeit der
kommerzielle CFD Code FLUENT (Fluent, 2007) verwendet wird, sind Restriktionen
hinsichtlich der Modellflexibilitdt gegeben. Es kdnnen zwar eigene Turbulenzmodelle in
FLUENT durch Hinzufiigen von skalaren Transportgleichungen implementiert werden,
jedoch werden diese Transportgleichungen nicht gekoppelt geldst. Im Besonderen bei
differentiellen Reynolds-Spannungsmodellen sind dadurch numerische Probleme méglich.
Fir die numerischen Untersuchungen wurden daher Modelle verwendet, bel denen die

turbulente und laminare Diffusion D] und D;; folgendermal3en modelliert wird:
ou/u’ ou'’
py = | M MY it 6, =10 baw, DY = | 2 (2.12)
X, | o, OX, OX, OX,

Die Modellierung des Dissipationstensor ¢; geht von der Annahme aus, dass die Dissipation
geometrisch unabhangig, homogen und isotrop ist. Somit kann der Dissipationstensors ¢;; auf

die skalare Grof3e der Dissipationsrate ¢ zurtickgefuhrt werden.
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g == 5”. peE (2.13)

Fiir die Berechnung der Dissipationsrate ¢ wird eine eigene Transportgleichung gel6st™. Fir
inkompressible und isotherme Stromungen kann die Transportgleichung fir die
Dissipationsrate wie folgt zusammengefasst werden.

2
a_8+uia_8:i V+v_t 6_8 +C1£1|3“£_C2‘8_ (214)
ot 0% OX o, ) 0% 2 k

& 1

Der Druck-Scher Korrelationstensor ¢, beschreibt die Umverteilung turbulenter kinetischer

Energie innerhalb der Normalkomponenten des Reynolds-Spannungstensors, bis der
statistisch wahrscheinlichste Zustand einer Gleichverteilung der Normakomponenten erreicht
wird (vgl. Haag, 2003). Im Allgemeinen wird die Druck-Scher-Korrelation ¢, in einen Slow-

Term ¢, ,, mit dem die Rlckkehr zur Isotropie erfasst wird, und in einen Rapid-Term ¢, ,,

mit dem die Interaktion zwischen mittleren und turbulenten Stromungsgrofi3en erfasst wird,

zerlegt. Darlber hinaus wird ein zusétzlicher Wand-Reflexions-Term ¢, hinzugeftgt, der

ij,w
die Reflexion der Druckschwankungen in der Nahe fester Wande und damit verbunden die
Redistribution der turbulenten Normalspannungen erfasst. Somit ergibt sich folgende

Gleichung zur Berechnung der Druck-Scher-Korrelation:

G =i+t P (2.15)

Der Modellierung der Druck-Scher-Korrelation kommt eine besondere Bedeutung zu, da
diese hauptverantwortlich fir die Vorhersage turbulenzinduzierter Sekundarstromungen ist.
Beispielhaft sei hier die raumlich stark unterschiedliche Ausbreitungsrate von
dreidimensionalen Wandstrahlen erwdhnt, welche maligeblich von der Umverteilung der
Normalspannungen, die durch Druckreflexionen an festen Wanden hervorgerufen wird,
abhangt. Die deutliche Beeinflussung des Berechnungsergebnisses mit unterschiedlichen
Druck-Scher-Korrelationsmodellen wurde durch umfangreiche Vergleichsrechnungen von
Craft und Launder (2001) sowie Heschl et a. (2005) bereits diskutiert. Die daraus
gewonnenen Erkenntnisse lassen es als sinnvoll erachten, verschiedene Modellierungen der
Druck-Scher-Korrelation fir Stromungen in Raumen mit knapp unter der Decke angeordneten
Luftdurchl&ssen zu testen. Aufgrund umfangreicher Forschungsarbeiten in den letzten Jahren
steht eine Vielzahl unterschiedlicher Modelle zur Verfligung. Um prinzipielle Aussagen tber
die Genauigkeit der einzelnen Modellansétze treffen zu konnen und gleichzeitig die Anzahl

3 Die Dissipationsrate ist die pro Zeit- und Masseneinheit durch viskose Kréfte in innere Energie tibergefiihrte
kinetische Energie der Schwankungsbewegung.
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der Modelle so gering wie moglich zu halten, wurde ein lineares, quadratisches und kubisches
Modell sowie Modelle zur Berechnung der Druckreflexion fur Validationsuntersuchungen
herangezogen. Diese sind in den Abschnitten 2.2.1.1 bis 2.2.1.4 beschrieben.

2.2.1.1 Lineares Mod€ll

2.2.1.1.1 Allgemeine Darstellungsform linearer Modelle

Aufgrund zahlreicher Modellvorschlage unterschiedlichster Autoren existieren verschiedenste
Modellvarianten und Darstellungsformen fur die Druck-Scher-Korrelation. Bei genauer
Betrachtung dieser Modellvorschldge erkennt man, dass diese im Wesentlichen lineare
Kombinationen des Anisotropietensors b, des Deformationstensors §; und des

Rotationstensors Q; enthalten und in nachstehende Notation gebracht werden kdnnen.

Gi1t+ i :_(ClngFCz P)qj‘ +C,pkS;

2 (2.16)
+C,p k(blksjk + bijk - § Do SmSii j +Cs pk (blejk + bijik)

mn~ij

Die von den unterschiedlichen Autoren vertffentlichten Modelle unterscheiden sich dabei
lediglich durch die Wahl der Modellkonstanten. Fur die wichtigsten Modelle sind diese in der
nachstehenden Tabelle zusammengefasst.

Tabelle 6: Vergleich der Modellkonstanten fir lineare Druck-Scher-K orr elationster me unter schiedlicher

Autoren
Modell Cy C; Cs Cs Cs
LRR........ Launder, Reece und Rodi (1975) 30 0,0 0,80 1,75 1,31
SSG....... Speziale, Sakar und Gatski (1991) 34 18 0,36 1,25 0,40
IP-GL .....Gibson und Launder (1978) 36 0,0 0,80 1,20 1,20
IP-GY .....Gibson und Y ounis (1986) 6,0 0,0 0,40 0,60 0,60
IP-R..... Rotta (1951) 9.2 0,0 0,00 0,00 0,00

Die grol3e Bandbreite der dabei angefuhrten Modellkonstanten zeugt davon, dass diese den
individuellen Anforderungen angepasst wurden. Aus der Darstellungsform It. Glg. (2.16) ist
auch die Notwendigkeit der individuellen Anpassung deutlich ersichtlich. Durch die
Modellkonstanten kann der Einfluss der Scherrate und der Wirbelstérke individuell gewichtet
werden. Eine Anpassung des Modells fir Scherstromungen oder fur verdrallte Stromungen ist
somit maglich. Beide Strémungsformen kdnnen mit denselben Modellkonstanten jedoch nicht
zufrieden stellend berechnet werden (vgl. Grunert, 2000). Es kann daher davon ausgegangen
werden, dass eine systematische Anpassung der Modellkonstanten fir die vorliegende
Aufgabenstellung erforderlich ist.
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Aufgrund der Ubereinstimmung der Integrationskonstanten C, und Cs bei den Modéellen IP-
GL, IP-GY und IP-R ist eine kompaktere Formulierung dieser Modelle durch das
Zusammenfassen der letzten drel Terme der Gleichung (2.16) moglich.

G+ ;.=-Cip K |:uiuj _§5ijk}_cz[ﬁj _§5ij P} mit Pzzpkk (2.17)

Die angefuhrte Notation der Gleichung (2.16) wird in der Literatur (z.B. Grunert, 2000) as
IP-Modell (Isotropation of Production) bezeichnet und stellt das am welitest verbreitete lineare
Druck-Scher-Korrelationsmodel| dar.

2.2.1.1.2 Individuelle Anpassung der |P-Modelle

Neben den in der Tabelle 6 angefuhrten Modellkonstanten gibt es noch weitere Vorschlége
anderer Autoren. Fur die Gleichung (2.17) sind die bekanntesten Vorschlége in der Abb. 6
zusammengefasst. Aufgrund der bereits erwdhnten individuellen Anpassung der
Modellkonstanten liegt eine sehr grof3e Bandbreite vor. Bemerkenswert dabei ist, dass sich
alle Modellkonstanten der Geradengleichung (2.18) nahern.

1-C, ~0,23 (2.18)
C1

Der Grund liegt darin, dass bei homogenen turbulenten Scherstromungen die Gleichungen
(2.10) und (2.17) vereinfacht werden kdnnen, sodass der Anisotropietensor fur die turbulenten
Spannungen wie folgt berechnet werden kann:

1-C,)Ple 2 1
2] 't _@;h,=20;b,=b,=-=0; b,=—-/1/601-60 2.19
C1—1+P/8 bll 3 22 b33 3 blZ ) ( )

Daraus folgt, dass bei lokalem Gleichgewicht der Turbulenz (P/e~1) die turbulenten

Spannungen zwangsl &ufig eine Funktion von (1-C,)/ C, sein miissen.

5 ; ;
Donaldson (1969)
4l Rotta nach Grunert (2000) |
Younis (1970)
3t Rodi (1975) .
—
9 Gibson und
2y Launder (1978)
1 Launder etal. ——® |
(1975 Naot et al.
0 ‘ ‘ (1970)
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
C

2

Abb. 6: Vergleich der M odellkonstanten C; und C, unter schiedlicher Autoren (vgl. Launder, 1989)
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Nach Lien (1992) und Launder (1989) ist die Einhatung des Verhédltnisses wichtiger as die
Absolutwerte der Modellkonstanten.

2.2.1.1.3 In Fluent standardmafiig implementierte | P-Modelle

Das in Fluent standardmaliig implementierte lineare Modell zur Berechnung der Druck-Scher-
Korrelationen basiert auf den Arbeiten von Gibson und Launder (1978), Fu et al. (1987) und
Launder (1989). Die Reflexion der Druckschwankungen an festen Wanden kann mit dem
linearen Modell nicht berechnet werden. Aus diesem Grund wird ein zusétzlicher
Wandreflexionsterm hinzugefugt. Die Gleichungen zur Berechnung der Druck-Scher-
Korrelation konnen fir den isothermen Fall folgendermal3en zusammengefasst werden:

E | 7 2
$i.=-Cip K [uiuj _§5ijk:|

b0 = —Cz[(Pij -C, )—%5ij (P- c)}

o~ E (o 3—— 3—— k¥
Diw = 1PE U Uy, NN,6; _Euiuk n;n, _Eujuk nn, Cex.
3 3 K32 (2.20)
+Cp (¢km,2 nknmaij _§¢ik,2 nn,— §¢jk,2 n; nkj Cex
—Jou — i N
P =—p|ut vy U ¢, = (puuur)
0 X, 0 X, OX,

P~ Py C=2Cy, G, =18, C{ =05, C; =03, C, -« C, ™"

Der oben angefuhrte Wandreflexionsterm wurde anhand von parallelen Scherstrémungen
abgeleitet. Bel Raumluftstrémungsvorgangen kann aber nicht von einer paralelen
Scherstromung  ausgegangen werden. Aus diesem Grund wurde ein  zusétzlicher
Wandreflexionsterm nach einem Vorschlag von Craft und Launder (1992), welcher sowohl
fur paralele Scherstromungen as auch fur aufpralende Strahlen entwickelt wurde, in
FLUENT implementiert. Der Wandreflexionsterm wird dabel wie folgt modelliert:

3/2

B = _O,OSIOﬂul'ur'n(nqn(ﬁij —3nin.)

OX, 17 255x%. &

_ ou. 3/2
—O,10pk ainlnkalmé Eﬂnn a E_]nlnialm —k
X 2,55, &

I 3ax. LM 35 (221)

m m

3/2
+0,40p kﬂnI n, (ninj —lnqnqaijjk—
0 X 3 2,55X%, &

m
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Fur den wandnahen Bereich bietet FLUENT eine LowRe Modifikation nach einem Vorschlag
von Launder and Shima (1989) an. Hierbei werden die Modellkonstanten des linearen Druck-
Scher-Korrelationsterms, zur Berticksichtigung der unterschiedlichen Grenzwerteigenschaften

mittels Anisotropietensor a; , Anisotropie Invarianten A, und A, sowie Lumley’s Flatness

Parameter A modifiziert.

C, =1+ 258AA®{1-exp|- (0,0067Re } |} (2.22)
C, =075/A (2.23)
.
Cl =3 Ci+167 (2.24)
ZCZ 1
C,—max| 36 o (2.25)
2
a, = utj 2 i,» (2.26)
k 3
A =aya;, Ay =a;a,a, (2.27)
9
A=1-2(A - A) (2.28)

2.2.1.2 Quadratisches M odell

Das SSG Turbulenzmodell wurde von Speziale, Sarkar und Gatski (1991) vorgeschlagen und
verwendet sowohl fur den Slow-Term ¢, as auch fur den Rapid-Term ¢, , nichtlineare
Ansétze zweiter Ordnung. Eine zusétzliche Modellierung der Wandreflexion ist bel diesem
Modell nicht notwendig. Die Koeffizienten wurden zwar fir eine zweidimensionale
homogene Scherstromung optimiert, das SSG Modell liefert aber auch fur komplexe
Strémungen sehr gute Ergebnisse.

mnmn™ij ]

* 1 *
¢, =—(C,pe+C; P)b,j+cng(bikbkj—§b b 5..j+(c3—c3 b,b, )oksS,
i Y

+C, pk[blksjk +b, S, —%b,ms 5, j +Cy pk(b Q2 +b, ) (2.29)

C,=34,C =18,C,=42,C,=08, C; =13, C, =125, C, =04
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Vergleicht man die Gleichung (2.29) mit der algemeinen Darstellungsform der linearen
Druck-Scher Korrelationsmodelle nach Gleichung (2.16) erkennt man, dass durch die
entsprechende Wahl der Modellkonstanten alle im Abschnitt 2.2.1.1.1 angefihrten
Linearkombinationen abbildbar sind. Durch die Anpassung der Modellkonstanten des SSG
Modells kdnnen somit alle linearen Modelle abgedeckt werden.

2.2.1.3 Kubisches M oddll

Das kubische Modell von Craft et a. (1993) verwendet fur die Berechnung des Slow- und
Rapid Terms nichtlineare Ansétze dritter Ordnung. Es wurde fir einen auf einer Wand
auftreffenden Strahl entwickelt. Im Gegensatz zum SSG Modell ist jedoch eine zusétzliche
Modellierung der Wandreflexion notwendig.

Die Berechnung der Druck-Scher-Korrelation erfolgt mit Gleichung (2.30).
' 1
$a= —Cpe (aﬁj + Cl(aikajk 3 A5y D —Ep Y

1
¢.=-06p (P” _§6ij Pkkj +0,3pa;R,

~02p mm 8uk+aul _m W%-y-W%
| K ox 0%, k | ax o,

-06p [Az (P.J - Dij )+ '?’amianj (Pmn — D )]

8 . , - (2.30)
Bjw = W,1PE(ukum MNydy =5 WU NNy — S UL, n"j 255x &
’ 3 3 k3/2
+Cy2 P ((bkm,Z UM §¢ikv2 M = §¢"j'2 & n"j 255X, ¢

2.2.1.4 TCL Druck-Scher-Korrelationsmoddll

Das TCL Model (Two Component Limit) wurde von Craft und Launder (2001)
vorgeschlagen. Die Modellierung berticksichtigt bereits die Wandreflexionsel genschaften und
ist gegeniber den anderen Modellen wesentlich aufwendiger. Aufgrund der guten
Konvergenzeigenschaften wird der Rechenaufwand nicht negativ beeinflusst. Nach Craft und
Launder (2001) sind mit diesem Modell deutlich bessere Ergebnisse bei komplexen
Kanalstrémungen zu erzielen.



Grundlagen der numerischen Stromungssi mulation 29
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L =31(AA)?, ¢ =11
c, = min(055(1— exp(- A*R /100)),32 A/(1+ S))

c, =min(0,6, A)+35(S-Q)/(3+ S+Q)-2S

k
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2.2.2 Lineare Wirbelviskositatsmodelle

Lineare Wirbelviskositétsmodelle basieren auf der Analogieliberlegung zwischen den
viskosen und den turbulenten Spannungen. Nach der kinetischen Gastheorie ist die
molekulare Viskositdt des Fluids proportional dem Produkt aus der mittleren freien Weglénge
und der mittleren Geschwindigkeit der Molekule. Aufgrund der dreidimensionalen
wirbelartigen Struktur der turbulenten Stromungen, konnen dieser auch charakteristische
makroskopische Langen- und Geschwindigkeitsmalde zugeordnet werden. In Analogie zur
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molekularen Betrachtungsweise kann das Produkt dieser charakteristischen turbulenten
Weglange und des Geschwindigkeitsmal3es somit as turbulente Viskositdt bzw.
Wirbelviskositét aufgefasst werden. Dabel beschreibt die Wirbelviskositét den diffusiven
Transport durch die feinskaligen turbulenten Schwankungen. Demnach ist im Gegensatz zur
molekularen Viskositat die Wirbelviskositéat keine Stoffgrofe, sondern eine Eigenschaft der
Stromung.

Die beschriebene Analogie zwischen den viskosen und den turbulenten
Impulsaustauschvorgangen ist physikalisch nicht begrtindbar, da die Fluidelemente keine
feste Einheit'* bilden und durch die turbulente Vermischung ihre Identitét verlieren (Rotta,
1972). Dieser Modelansatz erlaubt zwar fir die meisten Strdmungsvorgange keine
detaillgetreue Wiedergabe der turbulenten Austauschvorgange, erzielt aber bei vielen
praktischen Anwendungen, wo prima gemittelte GrofRen von Bedeutung sind, gute
Ergebnisse.

Nach Boussinesq (1877) kann der Wirbelviskositétsansatz wie folgt formuliert werden:

——  fay ou) 2
—o-UU =u| 2+ _ZHksS. 2.32
p - uU; ”{ax 8&} 3P Ko (2.32)

J

Der rechte Term beinhaltet die turbulente kinetische Energie k, welche aus der Summe der
turbulenten Normalspannungen berechnet wird. Er wird formal hinzugefigt, um die
Definition der turbulenten kinetischen Energie identisch zu erfillen.

k=1(uu) (2.39)

Die Grofe der Reynoldsspannungen wird dabei proportional der Deformation des
Geschwindigkeitsfeldes der Kernstromung gesetzt. Sowohl die Einfihrung der turbulenten
kinetischen Energie k als auch die Annahme einer turbulenten Viskositéat u, setzten eine

isotrope Turbulenz voraus. Daraus folgt, die modellierte Wirkung der Turbulenz ist von der
Koordinatenrichtung unabhangig. Diese Annahme stimmt streng genommen nur for
Turbulenzen, die sich bereits in einer spdten Phase ihrer Entwicklung befinden und nicht
durch anisotrope Grenzgebiete (z.B. Wandnadhe) beeinflusst werden (Miller, 2000).

14 Die molekulare Viskositat beruht auf den I mpulsaustausch von Molekiilen.
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Entsprechend dem turbulenten Impul saustausch wird der turbulente Wéarmeaustausch mit dem
Wirbeldiffusivitatsansatz modelliert (Ehrhard, 1999). Die turbulenten Warmefllsse kénnen
demnach folgendermalien berechnet werden™:

oT
_He o (2.34)

—p-uT’
Pt = o

Somit ist auch die Bestimmung der turbulenten Warmeflisse auf die Wirbelviskositét
zurickgefuhrt.

Die moglichen Abhéngigkeiten der Wirbelviskositdt kénnen aus der Dimensionsanayse
abgeleitet werden. Demzufolge ist die Wirbelviskositdt proportional dem Produkt aus der
charakteristischen Geschwindigkeit der Turbulenz u, und dem charakteristischen Léngenmal3
| . Anstatt des charakteristischen turbulenten Langenmal3es kann auch das Produkt aus dem

Quadrat der charakteristischen turbulenten Geschwindigkeit und des Zeitmal3es verwendet
werden.

s~ p-uc-l bzw. g~ pou®-T (2.35)

Zur Bestimmung der charakteristischen Grofien werden in der Literatur unterschiedlichste
Ansitze verwendet.’® Am weitesten verbreitet sind Modelle, bei denen die turbulente
kinetische Energie k als aguivalente Grofie fir die charakteristische Geschwindigkeit u, und

die Dissipationsrate ¢ bzw. die spezifische Dissipationsrate w als aquivalente Grol3e fur das
Langenmald | verwendet wird. Das Langenmal3 fol gt hieraus nach

k3/2 1/2

bzw. | ~——.
. o (2.36)

Fur die Berechnung der turbulenten kinetischen Energie k kann eine Transportgleichung aus
den Navier-Stokes Gleichungen abgeleitet werden (Meile und Tangemann, 1999). Fur die
Dissipation & und fur die spezifische Dissipation o kénnen auch Transportgleichungen
abgeleitet werden, diese besitzen aber neue unbekannte Korrelationen héherer Ordnung und
muissen daher mit geeigneten Ansatzen modelliert werden.

> Analog zur Boussinesg-Hypothese wird angenommen, dass der Wéarmefluss proportional zum
Temperaturgradienten ist. Nach der Reynoldsschen Analogie kann hier die Wirbeldiffusivitdt durch den
Quotienten Wirbelviskositét und turbulente Prandtl-Zahl ausgedriickt werden.

1® Eine detaillierte Auflistung der unterschiedlichen Konzepte zur Bestimmung des turbulenten Langenmales ist
in Wilcox (1994) enthalten.
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Innerhalb der Zweigleichungsmodelle stellt das k-& Modell das wohl am besten getestete
und mit dem grofdten Erfolg angewendete Turbulenzmodell dar (Schmitz, 1985). Zudem
besitzt dieses Modell ginstige numerische Eigenschaften und bendtigt verh@ltnismaliig
geringe Rechenzeiten sowie Hardwareanforderungen. Aus diesem Grund wurden fur die in
dieser Arbeit behandelten Problemstellungen folgende auf dem k-& Modell basierende
Turbulenzmodelle ausgewahlt:

— Standard k-& Modell von Launder und Spalding (1972)

— Renormalization Group (RNG) k-& Modell von Y akhot und Orszag (1986)
— Redlizeable k-& Modell von Shih et a. (1995)

— k-g-v?-f Modéll von Durbin (1991)

Neben den k-& Modelen finden vermehrt k-o Modelle Verwendung. Im Gegensatz zum
Standard k-& Modell besitzt das k-w Modell auch eine Lésung, wenn die turbulente
kinetische Energie verschwindend klein wird. Fir wandnahe Stromungen kann daher dieses
Modell - ohne  Verwendung von Wanduberbriickungsfunktionen oder
Wanddampfungsfunktionen - direkt bis an die Wand integriert werden. Im Besonderen sind
durch das k-w Modedl Verbesserungen gegeniber anderen Zweigleichungsmodellen
hinsichtlich der Vorhersage von Stromungen mit entgegengesetzten Druckgradienten und
Trennstromungen (Wilcox, 1993 und Menter, 1994) zu erwarten. Zudem konnen deutlich
verbesserte Ergebnisse bel der Berechnung des Warmetransportes umstromter Korper sowie
des laminar — turbulenten Umschlags erzielt werden.

Auch bel den k-w Modellen gibt es eine grof3e Anzahl an Model lverbesserungsvorschlégen.
In der vorliegenden Arbeit werden jedoch nur jene verwendet, die fir freie Scherstromungen
bereits erfolgreich eingesetzt wurden. Diese sind im Folgenden zusammengefasst:

— Standard k- Modéell von Wilcox (1998)

— Shear Stress Transport k- Modell von Menter (1994)
— k- Model von Peng (1998)

— k- Modell von Kok (2000)

Zur Ubersichtlicheren Darstellung werden im Folgenden die Mittelungsstriche fir die zeitlich
gemittelten GroéRen weggelassen und das k-¢-v>- f Modell von Durbin (1991) as ,v2f
Modell* bezeichnet.

2.2.2.1 Standard k-¢ Moddll

Das von Launder und Spalding (1972) vorgeschlagene Standard k-& Modell ist en
halbempirisches Turbulenzmodell, das Transportgleichungen fur die turbulente kinetische
Energie und die turbulente Dissipation |6st. Die beiden zusétzlichen Transportgleichungen
stellen sich fir den inkompressiblen Fall wie folgt dar:
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ot aXi aXi i oy axi |
88 88 a I Vt 85 ] & 82
at I 6X| aXI L Gg aXI | 1e k ( k 3e b) 2¢ k ( )

P, und B, beschreiben die Produktion der turbulenten kinetischen Energie durch die
Geschwindigkeitsgradienten bzw. durch den thermischen Auftrieb. o, o., C,, C,, und
C,, sind Modellkonstanten. Die Berechnung der Produktionsterme erfolgt nach Gleichung

(2.39) und (2.4).

P =2vS;S (2.39)
1( ou; au,
el s M 2.40
3 Z(axi 6XJ (2.40)
v, 0T
P-pgg 9
=00, o, ox (2.41)

S, wird as Deformationsgeschwindigkeitstensor bezeichnet. Aus den beschriebenen
Gleichungen (2.39) und (2.41) kann nun die turbulente Viskositdt mit der Modellkonstante
C, unter Verwendung des Ansaizes nach Boussinesg nach Gleichung (2.42) bestimmt

werden.

Vt = C,u ? (242)

Tabelle 7 zeigt durch Abschétzungen und Computeroptimierung anhand von experimentellen
Befunden gewonnene Modellkonstanten, die sich fur viele Anwendungen bewahrt haben
(Launder und Spalding, 1974). Zusétzlich ist der nach Schmitz (1985) vorgeschlagene Wert

fur die turbulente Prandtl Zahl o, ausgewiesen.

Tabelle 7: Verwendete M odellkonstanten innerhalb des Standard K -& Modells

Cu C]_é CZs CBg Gk o Gt

0,09 1,44 1,92 Glg.(289) 1,00 1,30 0,90
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Eine Vaiationss und Senshilitdtsanalyse fur die in der Tabelle 7 angefihrten
Modellkonstanten wurde in dieser Arbeit bewusst nicht durchgefihrt, da ein Anpassen der
Modellkonstanten auf Kosten der angestrebten Allgemeingultigkeit des Turbulenzmodells

ginge.

Das Standard k-& Modell beruht auf der Annahme, dass eine vollturbulente Strémung
vorliegt und die Wirbelviskositdt fur alle turbulenten Spannungen gleich grol3 ist. Beli
Stromungen, wo mehrere Spannungen von signifikantem Einfluss sind, kann dies aber zu
deutlichen Abweichungen von experimentellen Befunden fihren. In der Nahe fester Wande
werden zudem die turbulenten Effekte sehr stark gedampft, sodass hier Bereiche auftreten, wo
die molekulare Z&higkeit dominiert und das Standard k-& Modell seine Guiltigkeit verliert.
Daher missen in diesen Bereichen angepasste oder eigene ,,wandnahe Modelle" verwendet
werden (Meile und Tangemann, 1999).

Zudem ist die Uberproduktion turbulenter kinetischer Energie in einer Staupunktstromung
eine bekannte Schwache dieses Modells. Durch Konvektion kann die Uberméaldig erzeugte
kinetische Energie in das Nachlaufgebiet transportiert werden und das stromabwaérts liegende
Strémungsfeld beeinflussen.’’ Dies ist auf die Boussinesgq-Annahme zuriickzufiihren, die
Stromungen mit dominierenden Normalkomponenten des Reynoldsstresstensors nicht richtig
wiedergeben. Eine Mdglichkeit, diese Schwierigkeit zu beseitigen, ist eine Modifikation des
Turbulenzproduktionsterms P, (Sanz, 1999).

Innerhalb der hier behandelten Strémungsvorgange in Raumen stellt die Uberhdhte
Turbulenzproduktion im Bereich von Staupunkten eine untergeordnete Rolle dar.

2.2.2.2 Renormalization Group (RNG-) k-¢ Modell

Das RNG- k-¢ Model ist ein Zweigleichungsmodell, das ebenfalls auf die Losung der
Transportgleichungen fur die turbulente kinetische Energie k und der Dissipation ¢ beruht.
Es wurde von Yakhot und Orszag (1986) auf Basis der Renormierungsgruppen-Theorie
(RNG-Theorie) entwickelt (Gatski et al., 1996). Die Grundidee beruht auf der Annahme, dass
ein Zeit- und Langenmal? ausreicht, um die kleinskaligen Wirbelstrukturen im gesamten
Stromungsfeld zu beschreiben.

Basierend auf den Momentanwerten werden unter Zuhilfenahme der RNG-Theorie die
Bewegungsgleichungen hergeleitet. Es werden schmale Frequenzbander in der N&he grofder
Wellenzahlen'® abgespaltet und somit das Spektrum reduziert. Bei der Herleitung dieses

17 Streng genommen erfolgt eine Beeinflussung des Strémungsgebietes auch entgegen der Stromungsrichtung da
die betrachtete Strémung elliptisch ist.

8 Das Spektrum der turbulenten Fluktuation erstreckt sich von kleinen Wellenzahlen fir die groRe
Wirbelstruktur bis zu grofzen Wellenzahlen fur kleine Strukturen.
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Turbulenzmodells geht man daher nicht von den RANS-Gleichungen, sondern von den
modifizierten Transportgleichungen fir den reduzierten Bereich des Spektrums aus. Das
Verfahren zur Abspatung der Bandbreite wird iterativ wiederholt. Die durch das
Eliminationsverfahren beseitigte Turbulenzinformation der Wirbelstruktur wird tber die
Zunahme der Wirbelviskositét berticksichtigt. Eine ausfihrliche Beschreibung des RNG- k-¢
Modells kann aus Gatski et al. (1996) entnommen werden.

Die Transportgleichungen fur die turbulente kinetische Energie und die Dissipation des RNG-
Turbulenzmodells konnen unter Verwendung der Boussinesg-Approximation wie folgt
angeschrieben werden:

ok ok 0 ok

EJruia_xi:@_Xi_ak(VJrvt)a_Xi_JrPk+Pb_8 (2.43)

Oe e 0 oe | € g’

— U —=— +v,)—|+C, —(P.+C, P )-C, —-R

at i 8Xi axi _ag (V Vt)axi | 1e k( k 3¢ b) 2¢ k e (244)

n

u 3

= 4'338 £ :(55); s=/25 5, (2.45)
1+0,012n k &

Der Deformationsgeschwindigkeitstensor S; ist nach Gleichung (2.40) definiert. S wird als
Deformations-Invariante bezeichnet. Die Produktionsterme P, B, und die Wirbelviskositét
v, werden analog zum Standard k-& Modell nach Gleichung (2.39), (2.41) und (2.42)
bestimmt. Abgesehen von dem Quellterm R, sind trotz der unterschiedlichen theoretischen

Ansitze groRe Ahnlichkeiten zwischen dem Standard k-& und dem RNG k-g
Turbulenzmodell zu erkennen. Es werden jedoch hier die Koeffizienten nicht empirisch
ermittelt, sondern folgen unmittelbar aus dem Modellansatz. Diese sind in der Tabelle 8
angefuhrt.

Tabelle 8: Modellkonstanten innerhalb desRNG K -& Modells

Cu Clé. CZS CSE

00845 142 168 Glg. (2.89)

Die Berechnung der Modellkonstanten «,, o, und o, (fur die turbulenten Warmeflisse in
der Energiegleichung) erfolgt Uber die Gleichung (2.46). Dabei gilt o, =, =1/ fir oy =1

und o, =1/a fur a, ist gleich der inversen laminaren Prandtl-Zahl (o, =1/Pr).
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|a-13929 " @ +23020[ " v (2.46)

g —13929]  |o, +23929)  v+v,

In Regionen grof3er Scherraten wird die Produktion turbulenter kinetischer Energie durch das
Standard k-& Model Uberschéazt. Dadurch werden Strdmungen mit  starker
Stromlinenkrimmung wie z.B. Stromungsstrukturen im Nachlauf von Stromungsabldsungen
(z.B. Karmansche Wirbelstral3e) undeutlich wiedergegeben (Launder, 1991). Der kleinere
Wert C,, im RNG-Modell vermindert die Produktion der turbulenten kinetischen Energie k

und der Dissipation ¢ . In Gebieten grof3er Scherraten (1 > n, = 4,38) reduziert der Quellterm

R. im Vergleich zum Standard k-& Modell den Term C,.e°/k, wodurch sich eine

geringere Produktion der kinetischen Energie k und daraus resultierend eine geringere
Wirbelviskositét v, ergibt. In Gebieten méliger Scherraten liefert das RNG-Modell ghnliche
Ergebnisse wie das Standard k-& Modell (Fluent, 2007).

Aus der reinen theoretischen Betrachtung Iasst sich jedoch keine Uberlegenheit des RNG-
Modells ableiten. Seine praktische Anwendung hat aber gezeigt, dassin vielen Fallen deutlich

bessere Resultate gegeniber dem Standard k-& Modell erzielt werden kdnnen (Gan, 1998
und Gatski et a., 1996).

2.2.2.3 Realizable k-¢ M odell

Das von Shih et a. (1995) entwickelte k-& Modell erfillt die Bedingungen fur die
Redlisierbarkeit (Schumann, 1977). Demnach ist gewahrleistet, dass stets positive turbulente
Normalspannungen vorhergesagt werden und die Schwarz sche Ungleichung erflllt ist
(Ehrhard, 1999). Innerhalb des Standard k-& Modells werden die turbulenten
Normalspannungen mit der Gleichung (2.25) berechnet.

- 2 ou
u?==k-2v, —
3 Vi ox (2.47)
Bel grofen Gradienten kann der rechte Ausdruck der Gleichung (2.47) negativ werden,

obwohl per Definition die Normalspannung U2 nur positive Werte besitzt. Um dies zu
vermeiden, wird die Konstante C,, in der Bestimmungsgleichung (2.42) der Wirbelviskositét

v, asvariable Grofe nach Gleichung (2.48) definiert.

C

1
" 404+ ALJ05(S?+0?) (248)

Die Modellkonstanten werden bestimmt mit den Gleichungen (2.49) und (2.50).
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1 S Sk Sy
A =46 co{— arcco{\/g ;}] (2.49)
3 VS S

k . 1( éu ou,
Q=—1/2-0.0. mtQ, ==| —-——L 2.50
e ! 2(axj 6xi] (2:50)

&

Q,; wird als Rotationstensor und Q als Vorticity-Invariante'™ bezeichnet.

Die Transportgleichung fur die kinetische turbulente Energie k ist identisch mit dem
Standard k-& Modell. Lediglich die Transportgleichung fir die Dissipation & ist
entsprechend der Gleichung (2.51) modifiziert.

2
% w2 _ 20, % csoc,—5 _+c.c im (251)
ot ox X o, ) ox k++/ve k
: n k
mit C, = max 0,43,—5 und n = S— (2.52)
n+ o

Die Berechnung der Deformations-Invariante S efolgt nach Gleichung (2.45). Die
Abhangigkeit der Grofze C, von der Rotation, Scherung und Turbulenz wirkt sich auf den

Produktionsterm fir die turbulente kinetische Energie aus, sodass bei Staupunktstromungen
und bei stark gekrimmten Stromlinien wesentlich bessere Ergebnisse erzielt werden.

Die innerhab dieser Arbeit verwendeten Modelkonstanten sind in der Tabele 9
zusammengefasst.

Tabelle 9: Modellkonstanten innerhalb des Realizable K - & Modells

C. C, C, o c o,

&

1,44 19 Glg. (289 10 12 0,90

2.2.2.4 v2f-Turbulenzmoddll

Wie in Kapitel 2.3.2 gezeigt wird, sind fur die in den Abschnitten 2.2.2.1 bis 2.2.2.3, 2.2.1
und 2.2.3 beschriebenen Modelle Wanddampfungs- oder Wanduberbrickungsfunktionen
notwendig. Diese Funktionen wurden meist aus gut dokumentierten aber einfachen
Stromungsproblemen (z.B. zweidimensionade Kanalstromung) abgeleitet. Bei komplexen

¥ |n Anlehnung an Ehrhard (1999) wird in dieser Arbeit die Winkelgeschwindigkeit von Materie im Raumpunkt
eines Kontinuums mit dem englischen Begriff Vorticity bezeichnet.
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Stromungen wie z.B. Rezirkulationsgebieten kdnnen dadurch grof3ere Abweichungen zur
realen Stromung entstehen.

Basierend auf dieser Beobachtung entwickelte Durbin (1991) ein aternatives
Wirbelviskositdtsmodell. Dieses so genannte v2f-Modell verwendet eine imaginére turbulente

Normal spannungskomponente V2 , welche die charakteristische turbulente Geschwindigkeit
zur Bestimmung der Wirbelviskositét darstellt. Das charakteristische turbulente Zeitmal3 wird
dabel mit Hilfe des Quotienten aus der turbulenten kinetischen Energie und der
Dissipationsrate bestimmt. Die Bestimmungsgleichung far diese
Normal spannungskomponente wurde dabel derart abgeleitet, dass deren Richtung mit der
Wandnormalen der nachstgel egenen feststehenden Wand tbereinstimmt. Fir die Bestimmung
der Wirbelviskositét und der Reynoldsschen Spannungen ergeben sich daraus folgende
Beziehungen:

—— e 2
—puu; =C, , pV T S; _gpkéij (2.53)

e =pC, o0 VT (2.54)

Die Transportgleichung fur die imaginare turbulente Normal spannungskomponente v'2 kann
aus der Reynoldsstress Transportgleichung mit dem IP (Isotropization of Production) Druck-
Scher Korrelationsmodell (siehe dazu Kapitel 2.2.1) und der Grenzschichtvereinfachung

abgeleitet werden, wobei der Pressure Strain Term ¢, , der Dissipationstensor ¢; und die

ij »

anisotrope Dissipationsrate uu; -g/k einer elliptischen Relaxation unterworfen werden.

Dadurch ist es mdoglich die €liptische Natur der Korrelation zwischen den
Druckschwankungen und der Fluktuation der Geschwindigkeitsgradienten zu berticksichtigen.
Dies bedeutet, dass dieser Modelierungsansatiz Wandreflexionen (Redistribution der
turbulenten Normal spannungen in Wandnéhe) ohne zusétzliche empirische Informationen in
Form von Wandfunktionen berticksichtigt. Diese Verbesserung des Modellierungsansatzes ist
jedoch mit enem hoheren numerischen Aufwand verbunden. Neben den
Transportgleichungen fur die turbulente kinetische Energie und der Dissipationsrate miissen
auch Transportgleichungen fir die imagindre turbulente Normalspannung und eine
Relaxationsgleichung vom Helmholtz-Typ fur den elliptischen Operator f geldst werden.

Wesentliche Vorteile des v2f Modells liegen in der elliptischen Modellierung der Druck-
Fluktuationen (Wandreflexionen), welche sehr weit in das Stromungsgebiet hineinreichen
konnen. Im Gegensatz zu algebraischen Wandfunktionen, welche tber den Wandabstand die
Dampfung der turbulenten Fluktuationen berechnen, ermdglicht das v2f Modell ene
Berticksichtigung dieser starken Nicht-Lokalitét.
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2.2.2.4.1 Adaptiertes v2f-Turbulenzmodell nach Kalitzin

Das urspriingliche v2f Modell wurde von Durbin (1991, 1993 und 1995) vorgeschlagen und
ist fur den in dieser Arbeit verwendeten numerischen Loser (SIMPLE Algorithmus nach
Patankar und Spalding, 1972) numerisch instabil. Lien und Kalitzin (2001) schlagen daher
folgendes modifiziertes Modell fur isotherme Stromungen vor:

+P, —¢ (2.55)
Oy

ok ok a_( vtjﬁk_
= v+—t

__|_ui - -
ot 0% 0% | % |

% 98 _ 0|, v |08, CuR —Cat (2.56)
ot ox,  OX o, )OX T
2 2 2 V2
ov +U, ov =kf—6v—g-|ri v+l ov (2.57)
ot O X; k OX; o ) 0X,
O GV 2] R _1fgv? 2
o X2 Tk 3] ?k T k 3
j (2.58)

H 12
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Das turbulente Zeitmal3 T und das turbulente Langenmald L werden dabei mit folgenden
Gleichungen berechnet:

T-= max[5,6 Kj (2.59)
& &

k3/2 v3/4
(2.60)

L:CL maX(T, C”F
Die Einschrankung des Wertebereiches, ausgedrickt durch die Kolmogorov-Variable, wurde
eingefiihrt, um Singularitéten in den Erhatungsgleichungen in der Nahe fester Wénde zu
vermeiden. In dieser Arbeit wurde daher diese Einschrénkung nur innerhab des

dimensionslosen Wandabstandesvon y* < 30 aktiviert.

Die zur Losung des Models notwendigen Randbedingungen an der Wand konnen
folgendermal3en zusammengefasst werden:

— k
u, =k=Vv?=1f=0und 8:2v(—ZJ (2.61)
Yo



40 Grundlagen der numerischen Stromungssimulation

Fur den Einstrombereich missen die einzelnen Transportgleichungen direkt vorgegeben
werden. Hingegen sind fir den elliptischen Operator f im Eintrittsbereich und im

Austrittsbereich Randbedingungen notwendig, wobel diese in Form einer homogenen
Neumannrandbedingung aufgepragt werden.

Die innerhalb dieser Arbeit verwendeten Modelkonstanten sind in der Tabelle 10
zusammengefasst.

Tabelle 10: M odellkonstanten innerhalb des v2f M odells

C w2t C.. CZ,& G G, Oy o C, C

0,22 14 19 14 0,3 10 13 0,23 70

2.2.2.4.2 Adaptiertes v2f-Turbulenzmodell nach Davidson et al. (2003)

In weit von der Wand entfernten Regionen ist der Laplace Term in der Gleichung (2.58)

vernachlassigbar. Daraus kann abgeleitet werden, dass v'2 groRRer wird als die kleinste

mittlere turbulente Normalspannungskomponente (d.h. v'2 > 2/3k)®. Aus diesem Grund

schldgt Davidson et a. (2003) ene Modifikation des Quellterms in der V2
Transportgleichung in folgender Form vor:

) :min(kf,l'[kf)

v2f, source
1 — (2.62)
My =—= (C,-6)v?-Zk(C,-1)|+C,P,

WIN

Diese Modifizierung stellt sicher, dass v'? < 2/3k ist. Darliber hinaus wird der Wertebereich

der Wirbelviskositdt durch folgende Rechenvorschrift eingeschrankt:

2 -
ut = mln{p Cu,kek_'pcy,VZf VIZT} (263)
o

Damit wird sichergestellt, dass in Regionen, wo V% ~ 2/3k ist, die turbulente
Wirbelviskositét nicht zu grof3 berechnet wird.

% Die imaginére turbulente Normal spannung V'Z geht in Richtung der néchsten Wandnormalen. Sie muss
daher immer < 2/3K sein.
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2.2.2.5 Standard k- Modédll

Das von Wilcox (1998) vorgeschlagene Standard k- Modell ist wie das Standard k- ¢
Modell ein halbempirisches Turbulenzmodell, das eine Transportgleichung fir die turbulente
kinetische Energie und die spezifische Dissipationrate 16st. Die beiden Transportgleichungen
konnen fur inkompressible Stromungen und bel Vernachladssigung der Low-Reynolds-Zahl
Effekten wie folgt zusammengefasst werden:

0 0 0 u, | ok
“(ok)+—(pku)=— +—=L|—1+G, Y. +S 2.64
ot (P ) ox (P |) 6Xj HN GkJ(ﬂX]} k K ( )
0 0 0 U, | 0w
& 4+ u)=— + L)1 —|+G -Y +S 2.65
at(;ow) ox (pou) ox, Hu awjaxj} o~ Yo tS, (2.65)

o, und o, sind Modellkonstanten. G, bzw. G, beschreiben die Produktion und Y, bzw.
Y, beschreiben die turbulente Dissipation der turbulenten kinetischen Energie bzw. der

spezifischen Dissipationsrate. Die Berechnung der Produktionsterme erfolgt nach Gleichung
(2.66) und (2.67).

G =255 (2.66)

(0]
G, =aG, (267)
Die Berechnung der turbulenten Dissipation erfolgt nach Gleichung (2.68) und (2.69).

Y, =pﬂ*fﬁ* Ko (2.68)

Y,=pBf, o° (2.69)

Fur inkompressible Strémungen gilt:

. .(4115+(Re/R,)"
- 2.70
P ﬂ""[ 1+(Re/R, ) j (270)

Die turbulente Viskositét wird nach Gleichung (2.71) berechnet.

K
w="" 2.71)
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Zur Verbesserung der Vorhersagegenauigkeit von turbulenten Scherstromungen wurden
einige Modifikationen vorgeschlagen. Diese beschrénken sich in der Regel auf die
Modifikation der Dissipationsterme sowie die Erweiterung der o -Gleichung mit einem
Kreuz-Diffusionsterm (z.B. Peng, 1998, Kok, 2000 und Wilcox 2006). Modelle, bei denen ein
zusétzlicher Kreuz-Diffusionsterm hinzugefigt wurde, werden in den nachstehenden
Abschnitten besprochen.

Einein FLUENT (2007) bereitgestellte Moglichkeit, das Standard k- Modell fir turbulente
Scherstromungen anzupassen ist die Verwendung von Korrekturtermen zur Berechnung der
turbulenten Dissipation. Durch Aktivierung der Option , shear flow corrections’ werden die
nach Gleichungen (2.72) und (2.73) berechneten Korrekturfaktoren herangezogen.
Andernfalls werden diese fﬁ* =1lund f, =1 gesetzt.

1 %<0
f . =41+680y7 mit 5, = - 0K 0o
PP, S0 M= 0% ox, ox, (2.72)
1+ 4002
1+70y - Q; Qy S
=———~¢ mit x, =75 2.73
7 1+80y, ‘ (B o) (2.73)

In der Tabelle 11 sind die von Wilcox (1998) und von Fluent (2007) vorgeschlagenen
M odellkonstanten zusammengefasst.

Tabelle 11: Verwendete M odellkonstanten innerhalb des Standard K -@ Modells

a B B R, oy o,

0,52 0,09 0,072 8,00 2,00 2,00

2.2.2.6 Shear Stress Transport (SST) k-o Modell

Das SST-k-w Modell wurde von Menter (1994) entwickelt. Im wandnahen Bereich basiert
dieses Modell auf dem k- Model und im freien Strémungsbereich auf dem Standard k - &
Modell. Um einen glatten Ubergang zwischen den beiden Modellen zu erhalten, wurde das
Standard k-& Modell in das k-@ Turbulenzmodell Gbergefiihrt und mittels Blendfunktion
verbunden. Aufgrund der Konvertierung des Standard k-& Modells ist gegenliber dem
Standard k-w Modell ein zusétzlicher Kreuz-Diffusionsterm erforderlich. Eine Ableitung
des Kreuz-Diffusionstermsist z.B. in Wilcox (2006) enthalten.

Gegeniiber dem Standard k-o Modell sind folgende Anderungen bzw. Erganzungen
erforderlich:
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Die Modellierung der turbulenten Wirbelviskositét erfolgt beim SST-k-w Model nach
Gleichung (2.74).

u _pk 1
=P
® max{ 1 ,SFZ} (2.74)
a o

Zudem ist eine Blendfunktion fir die Diffusionskonstanten entsprechend der Gleichung (2.75)
und (2.76) erforderlich.

1
— 275
“ FRlo,+@-F)lo, 279
o 1
°"Rlo, +1-F)lo,, (2.76)

Der Wichtungsfaktor F; fur die Blendfunktionen wird nach den Gleichungen (2.77) bis (2.81)
berechnet.

F, = tanh(®? ) 2.77)
@, = min| max Jk : 5002” , 4pk 5 (2.78)
009wy py'®)oc,,D,y

D" = max| 2p 1 K 9@ 45 (2.79)
O,z @ OX; OX;

F, = tanh(®3) (2.80)

@, =max| 2 Jk : 50(1” (2.81)
000wy pYyw

Eine weitere Anderung gegeniiber dem Standard k-« Modell betrifft die Modellierung des
Produktionsterms in der k-Gleichung. Beim SST Modell wird die Produktion mit Hilfe der
Gleichung (2.82) limitiert.

G, =min(G, ,10p k) (2.82)

Zudem wird der Produktionsterm der spezifischen Dissipationsrate Uber die turbulente
Wirbelviskositdt bestimmt. Ohne Verwendung der low-Reynoldszahlen Korrektur bleibt der
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Proportionalitétsfaktor o« konstant. Ansonsten wirde dieser auch mittels Blendfunktion
adaptiert werden.

G, =—G (2.83)

Der Dissipationsterm wird mittels Gleichung (2.84) berechnet. Der Proportionalitétsfaktor g
wird mit der Blendfunktion nach Gleichung (2.85) bestimmt.

Y, = pBo’ (2.84)

B=Fp,+ (1_ Fl)ﬂi,Z (2.85)

Die Transformation des Standard k-& Turbulenzmodells in das k-o Model fihrt
zwangslaufig zu einem Kreuz-Diffusionsterm, mit welchem die Transportgleichung fir die
spezifische Dissipationsrate erganzt werden muss. Beim SST k- Modell wird dieser tber
die Gleichung (2.86) ermittelt.

1 ok éo
D —2(1- L Koo
»=20-F)po,,~ x ox (2.86)

Die in Fluent (2007) vordefinierten Modellkonstanten sind in der Tabele 12
zusammengefasst.

Tabelle 12; Verwendete M odellkonstanten innerhalb des SST K - Modells

a B. Bia Bi. R, Oy1 Op1 Oy O0u,2 a

0,52 0,09 0,075 0,0828 8,00 1,176 2,00 1,00 1,168 0,31

2.2.2.7 k-o Modell von Peng (1998) und Kok (2000)

Aufgrund der Einschrénkung des Standard k-& Modells, Raumluftstromungen mit lokalen
laminaren Bereichen, langsame Stromungen mit starkem thermischen  Auftrieb,
Warmetransportvorgange usw. (vgl. Chen und Jiang, 1992) vorhersagen zu kdnnen, wurde
von Peng (1998) ein k- basierendes Turbulenzmodell entwickelt. Zudem hat er eine
Modifikation fur kleine Reynoldszahlen vorgestellt. In der vorliegenden Arbeit wird aber auf
die Standard-Variante zuriickgegriffen. Diese basiert auf dem im Abschnitt 2.2.2.5
vorgestellten Standard k- » Modell. Die Modifikationen beschrénken sich lediglich auf einen
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zusétzlichen Kreuz-Diffusionsterm — entsprechend der Gleichung (2.87) — und einer Adaption
der Modellkonstanten — entsprechend der Tabelle 13.

_ ¢ M K de
S(u _pcw k aX]- aX]- (287)

Die Motivation zur Verwendung des Kreuz-Diffusionsterms geht aus dem Umstand hervor,
dass die Vernachlassigung des Terms zu einem unkorrekten asymptotischen Verhaten der
turbulenten kinetischen Energie fuhrt (vgl. Wilcox, 2006). Zudem spielt dieser Term eine
nicht zu vernachlassigende Rolle bei der Berechnung von Rezirkulationsgebieten.
Bekanntlich wird durch das Standard k-w Modell eine zu grofe Rezirkulationszone
berechnet.

Tabelle 13: M odellkonstanten des K - @ M odells von Peng (1998)

a ﬂ; ’8 C(u f * fﬁ Gk O-w

0,42 0,09 0,075 0,75 1,00 1,00 0,80 1,35

2.2.2.8 k-o Model von Kok (2000)

Auch Kok (2000) schlagt ein Modell mit Kreuz-Diffusionsterm vor (Gleichung (2.88)). Im
Gegensatz zum Modell von Peng (1998) wird dieser jedoch in wandnaher Region unterdriickt.

S, =¢4 P max 8_k8_a)0 (2.88)
OX. OX;
J J

Zudem leitet Kok (2000) neue Modellkonstanten fur den Kreuz-Diffusionsterm sowie neue
Diffusionskoeffizienten her. Er analysiert dazu das instationére Verhalten einer turbulenten
freien Stromungsfront, welche in einen nichtturbulenten Bereich eindringt. Die dabel
ermittelten Modellkonstanten sind in Tabelle 14 zusammengefasst. Explizite Angaben Uber
den Proportionalitétsfaktor fur den Produktions- bzw. Dissipationsterm sind jedoch nicht
enthalten. Lediglich wird skizziert, wie die Konstanten Uber das Wandgesetz und Uber die
Eigenschaft homogener isotroper Turbulenz zusammenhéngen.

Tabelle 14: M odellkonstanten des K - @ M odells von K ok (2000)

Cq oy o

0,50 1,50 2,00
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2.2.2.9 Einschrankung bei der Modellierung anisother mer
Raumluftstrdbmungen

Lineare Wirbelviskositdtsmodelle gehen von einer isotropen Turbulenz aus. Bel einer
anisothermen Raumluftstromung mit stabiler Temperaturschichtung transportieren jene
Wirbel, deren Rotationsachsen nicht parallel zum Gravitationsfeld liegen — entgegen der Kraft
des Potentialfeldes — Massen, sodass diesen Wirbeln Energie entzogen wird. Bei einer
instabilen Temperaturschichtung kommt es hingegen zu einer zusétzlichen Produktion von
Turbulenz, sodass die turbulenten Mischvorgange verstarkt werden. Dieser Dampfungs- und
Produktionseffekt ist richtungsabhéngig und kann somit nur schwer in en isotropes
Turbulenzmodell integriert werden.

Um diese Richtungsabhéngigkeit zu berlcksichtigen, wurden in den letzten Jahren
verschiedene Ansétze zur Modifikation der Modellkonstante C,, in der Transportgleichung

fur die turbulente Dissipation entwickelt. In der Literatur herrscht jedoch Uber die Gestalt der
Modifikation keine Einigkeit. Hanjalic und Vasic (1993) schlief3en einen Wert fur C,. =0

aus, da bel einer runenden instabilen Schichtung die Transportgleichung fir die turbulente
Dissipation keinen Produktionsterm aufweist und somit ¢ gegen Null strebt. Sie schlagen den
Wert C,, =055 vor. Ince und Launder (1989) setzen fur C,, =0,7 und Murakami et al.

(1992) verwenden fur eine stabile Temperaturschichtung C,, =0 und fir eine instabile
Schichtung C,, =1.

Neben den Standardwert C,, = 0 bietet FLUENT (2007) die Moglichkeit, die von Henkes et

al. (1991) vorgeschlagene Beziehung zur Bestimmung von C,, heranzuziehen.

ou_g

Uujg
C, = tanh(—] (2.89)

u ist die Geschwindigkeitskomponente, die paralel, und u ist die

ullg ulg
Geschwindigkeitskomponenete, die normal zum Gravitationsvektor steht. Die Gleichung
(2.89) stellt somit einen Versuch, die anisotrope Eigenschaft des Auftriebsterms zu
berlicksichtigen, dar. Das von Hanijalic und Vasic (1993) beschriebene Problem bleibt

alerdings erhaten.

2.2.3 Nichtlineare Wirbelviskositatsmodelle

Aufgrund der  Modellierung  der  turbulenten  Spannungen  sind  lineare
Wirbelviskositétsmodelle nicht in der Lage, die Anisotropie der Turbulenz in der N&he fester
Wande zu berechnen. Die fir viele technische Anwendungen relevanten turbulenzinduzierten
Sekundarstromungen kénnen somit nicht wiedergegeben werden. Dazu sind hoherwertige
M odéllierungsgrundlagen notwendig.
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Neben den aufwendigen differentiellen Reynolds-Spannungsmodellen stehen dafir auch
nichtlineare Wirbelviskositdétsmodelle, welche den geringen numerischen Aufwand des
Wirbelviskositatsprinzips mit  der physikalischen Uberlegenheit von  Reynolds-
Spannungsmodellen kombinieren, zur Verfligung.

Die Grundlage nichtlinearer Wirbelviskositétsmodelle geht auf die Arbeit von Pope (1975)
zurlick, nach der die Reynoldsschen Spannungen explizit Uber eine algebraische Beziehung
berechnet werden koénnen. Ublicherweise werden dabei die Reynoldsschen Spannungen tiber
den korrespondierenden Anisotropietensor by; bestimmt.

b. :;_15

=38, (2.90)

Der Anisotropietensor b,

wird dabei durch ein Polynom linear unabhéngiger Tensoren T,
zweiter Ordnung berechnet, die sich mit dem Deformations- und Rotationstensor bilden

lassen. Die Koeffizienten G, bilden ihrerseits Funktionen aler dimensionslosen Invarianten

n; des Deformations- und Rotationstensors.

blj :g‘,GxTij/l mit Tij :Tij (S‘

] ?

Q) (2.91)

Die Anzahl der Invarianten und linear unabhangigen Kombinationen der Tensoren S; und

Q; beeinflussen die Sensivitét des Turbulenzmodells. So kann mit den quadratischen Termen

die Anisotropie der Turbulenz bereits erfasst werden. Kubische Terme erhéhen dariiber
hinaus auch die Sensitivitdt des Turbulenzmodells gegentiber der Krimmung der Stromlinien.
Eine ausfuhrliche Gegentberstellung der elementaren Eigenschaften unterschiedlicher
nichtlinearer Wirbelviskositétsmodelle ist in Baumer (2000) enthalten.

Die Herleitung der algebraischen Gleichungen basieren auf den Transportgleichungen fur die
Reynoldsschen Spannungen, wobei die substantielle Ableitung sowie die diffusiven Terme
vernachlassigt wurden. Diese Vereinfachungen werden grundsétzlich von homogenen
turbulenten Stromungen und von inhomogenen turbulenten Stromungen, bel  denen
Produktion und Dissipation der turbulenten Spannungen loka im Gleichgewicht stehen,
erfullt.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden mehrere nichtlineare Turbulenzmodelle in den FLUENT
Code implementiert, wobei die Modelle von Ehrhard (1999), Lubcke et a. (2003) und
Pettersson Reif (1999) aufgrund ihrer numerischen Stabilitét fur die Berechnung der
Raumluftstromung al's geeignet angesehen werden.
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2.2.3.1 Nichtlineares Wirbelviskositatsmodell von Ehrhard (1999)

Auf der Grundiage der Gleichung (2.63) fur die Berechnung des Anisotropietensors by

entwickelte Ehrhard (1999) ein nichtlineares k—¢ Turbulenzmodell, welches sowohl fir
einfache zweidimensionale Scherstromungen as auch auf komplexe Strémungen mit
Rezirkulationsgebieten abgestimmt wurde. Die Berechnung des Anisotropietensors b, erfolgt

dabel mit nachstehender Gleichung:
b; =-C, TS,
1
+ClcuT2 SkSy _§S<ISkI5ijj+C2 C,uTz(QikSq —ijSm)

1
+C, C,uTz QuQy _§Q|kQ|k5ijj+C4 CuTs(SdQu - S, Q )SH

Im~mj

2
+C5C#T3 Q, Q.S + 5,90, _ESQOﬁingijj
+C,C,T°S;S, S, (2.92)
+C7CﬂTSS”-Qk|Qk|

. 1 k k
C, =mi n(o,931’4 e 0,15) s=-25§, 0=",20,0,

&

C,=-01,C, =02, C, =10-05exp|- (S- Q)*), C, =-160 C?, C; =0,0

C,=-80C2,C,=80C?

Die Randbedingungen und die Modellkonstanten fir die Transportgleichung der turbulenten
kinetischen Energie sowie der Dissipationsrate sind mit dem Standard k —& Turbulenzmodell
identisch. Der Produktionsterm wird jedoch mit der nachstehenden Gleichung berechnet:

——-0u;
Pk =—p Uiuj W (293)

2.2.3.2 Nichtlineares Wirbelviskositatsmodell von L iibcke et al. (2003)

Auf der Grundlage der Projektionsmethode entwickelten Libcke et a. (2003) ein
nichtlineares Turbulenzmodell mit dem Zidl, die Berechnung der lateralen Ausbreitungsrate
von enem dreidimensionalen Wandstrahl zu verbessern. Die Berechnung des

Anisotropietensors b, erfolgt dabei mit der nachstehenden Gleichung:
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b, =-2C,T (S” +B,T I_SIkaj -W, Sy J)

_ﬂsT (Slkskj _%quqkéijj—i_ﬂs-rz(gikskl Sj _SIdeV\/U)

_; pm mp[Sle Q|kS<J]j

+ ﬂSTg(Slekl quqj - S.deVVquj
C, = A0

2
92 _§A32771 _2A22772

2.94
oA (A A nIn) o en, oo

~29% + Al + Al m9
m=T?SS, 1, =T?Q,Q,, g=C, -2T(b, S, )-1

B,=-A 109, Bs=-2A10, Bs=

1 2 1

A=3C,—5 A =3C, -1, A=>

C,=25,C,=039, C,=125, C, =045, C, =

Das Originalmodell basiert auf einem LowRe k—& Turbulenzmodell nach Lien und
Leschziner (1993). In dieser Arbeit wurden jedoch Wanduberbrickungsfunktionen
verwendet, um die numerische Stabilitét des Modells zu verbessern. Die Randbedingungen
sind daher mit jenen des Standard k —& Turbulenzmodells identisch. Die Berechnung des
Produktionstermes erfolgt wie beim nichtlinearen Wirbelviskositatsmodell nach Ehrhard
(1999) mit der Gleichung (2.93).

2.2.3.3 Nichtlineares Wirbelviskositatsmodell von Petter sson Reif (1999)

Auf der Grundlage der Arbeiten von Durbin (1991) und Pope (1975) entwickelte Pettersson
Reif (1999) ein nichtlineares fur sich konsistentes v2f Modell. Dieses Modell stellt sicher,

dass die Redlisierbarkeitsbedingung (% > 0,u/% < 2k und (W, | <u’?u}?) edfillt wird

und fur eine zweidimensionale parallele Scherstromung die turbulente Normalspannung in
Richtung der Wandnormalen mit der imagindren turbulenten Normal spannungskomponente

v'? Ubereinstimmt. Die Berechnung des Anisotropietensors b, erfolgt dabel mit der

nachstehenden Gleichung:
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V!2

blj = _Cu,1 TT Slj

1
-V T2|:Clux2(SIkaj + 52y )_C“’S[SlkS(j —53m3m5ij ﬂ

— 2
v'? 2.95
\/1_(C”'lkJ o 6/ -
c __ 65

H ,3 -
By +~nim, 8 Yitm

C,.=C,u =022, C,, =

w1 T Mpvef

gl o

2
V:max Z—V—,O , 1:;’}/1:L
3 Kk 01+ n,n, 01+n,
Die Randbedingungen und die Modelkonstanten sind mit jenen des linaren v2f
Turbulenzmodells identisch. Die Berechnung des Produktionsterms erfolgt wie beim

nichtlinearen Wirbelviskositdtsmodell nach Ehrhard (1999) mit der Gleichung (2.93)

2.3 Randbedingungen

2.3.1 Allgemeines

Das Gleichungssystem nichtlinearer partieller Differentialgleichungen (2.1) bis (2.3) besitzt
einen dliptischen Charakter in den Raumkoordinaten und mit der Zeitableitung einen
parabolischen Anteil in der Zeitkoordinate. In Veralgemeinerung dieser Charakterisierung
koénnen fur das vorliegende Gleichungssystem Randbedingungen aufgestellt werden.

Der parabolische Anteil erfordert Anfangsbedingungen fur jede Komponente u, und fir T im

gesamten Berechnungsgebiet. Der dliptische Hauptantell des Gleichungssystems erfordert
Randbedingungen fur jede Komponente von u, und fur T auf dem gesamten Rand des

Berechnungsgebietes. Anfangs- und Randbedingungen mussen widerspruchsfrei sein und den
Erhaltungsgleichungen gentigen.

In gleicher Weise mussen Anfangs- und Randbedingungen fir die turbulente kinetische
Energie k und die turbulente Dissipation ¢ fur die jewelligen Modellgleichungen
vorgegeben werden. Die Vorgabe der Randbedingungen an den Wanden ist jedoch von der
verwendeten Wandbehandlung abhéngig. Diese konnen dem entsprechenden Kapitel
entnommen werden.

An den Einstromréndern werden fur die StromungsgréRen u,, T, k und ¢ homogene

Dirichlet-Randbedingungen vorgegeben. Die GroRenvertellung am Eintrittsrand wird
problemspezifisch diskutiert.
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An den Ausstromrandern werden fir die Stromungsgrofen u,, T, k und & homogene

Neumann-Randbedingungen vorgegeben. D.h. die Ableitung wird normal zur Austrittsfléche
zu Null gesetzt.

Innerhalb der problemangepassten Erhaltungsgleichungen ist der Druck nur in
Gradientenform enthalten. Daher muss eine Integrationskonstante fur den Druck in einem
beliebigen Punkt des Berechnungsgebietes vorgegeben werden. Vorausgesetzt, dass der
Druckgradient vernachlassigbar klein ist, wird sinnvoller Weise die Druckverteilung an den
Ausstromrandern aufgepragt.

Die Ermittlung der physikalischen Grof3en zur Vorgabe der Randbedingungen hangt im
Wesentlichen von der Problemstellung ab. Es wird daher an dieser Stelle auf die
entsprechenden Kapitel der Validierungsuntersuchungen (Abschnitt 4 und 6) verwiesen.

2.3.2 Wandbehandlung

Fur eine Wand gilt grundsétzlich die Haftbedingung. An der feststehenden Wandoberflache
wird daher die Geschwindigkeit bis zum Wert Null verzogert, wodurch die modellierenden
GroRen der Turbulenz auf unterschiedliche Arten beeinflusst werden.®

Sehr nahe an der Wand werden durch die viskosen Effekte die zur Umschlief3ungsflache
paralelen turbulenten Schwankungsbewegungen verzogert. Hingegen werden die normal zur
UmschliefRungsflache gerichteten turbulenten Schwankungsbewegungen aufgrund der
Versperrung in  ihrer  Auslenkung behindert. Zudem fuhren die grolden
Geschwindigkeitsgradienten in der Nahe fester Wénde zu einem grof3en Anstieg der
turbulenten kinetischen Energie.

Die turbulente Grenzschicht® wird in vier Bereiche unterteilt. Unmittelbar an der Wand
befindet sich die viskose Unterschicht. Hier dominieren viskose Kréfte, wahrend
Trégheitskréfte vernachléssigbar sind. Die logarithmische Schicht ist ebenfalls nahe genug an
der Wand, sodass die Tragheitskrafte vernachlassigt werden kdnnen, jedoch dominieren die
Reynoldsspannungen gegentiber den viskosen Spannungen. In der logarithmischen Schicht
gilt das universelle Wandgesetz.

Zwischen der viskosen Unterschicht und der logarithmischen Schicht befindet sich die
Ubergangsschicht , buffer region® und zwischen der logarithmischen Schicht und der
vollturbulenten Kernstromung befindet sich die Ubergangsschicht ,, defect layer”.

Die beschriebenen Turbulenzmodelle sind fur den vollturbulenten Bereich validiert und
verlieren daher in Wandnéhe ihre Glltigkeit. Um dennoch physikalisch ordnungsgemafd die

2 |n dieser Arbeit wird der Begriff Wand als feststehende fiir Stoffe undurchdringliche Begrenzung verstanden.

% Der Ubergangsbereich zwischen Wand und Kernstrémung wird al's Grenzschicht bezeichnet.
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Turbulenz  beschreiben zu konnen, missen entweder Modifikationen an den
M odellgleichungen durchgefihrt, geeignete Randbedingungen fiir die Differential gleichungen
gefunden oder eine separate Zone mit eigenen Modellgleichungen implementiert werden.

Der Einsatz modifizierter Transportgleichungen fr die turbulenten GrofRen k und & erfordert
eine Anpassung durch Dampfungsfunktionen, die in der Lage sind, die viskose Dampfung
und die Versperrungseffekte wiederzugeben. Diese Art der Wandbehandlung erlaubt eine
durchgehende Integration bis an die Wand, setzt jedoch eine starke Verdichtung des
Berechnungsgitters voraus, um die grof3en Gradienten in Wandnahe aufl6sen zu kénnen. Eine
Ubersichtliche Aufstellung dieser so genannten LowRe Erweiterungen sind in Meile und
Tangemann (1999), Patel et a. (1984) und Wilcox (2006) angefuhrt.

Durch die LowRe Erweiterung werden die Differentialgleichungen sehr steif, sind numerisch
wenig stabil und bendtigen mehr Iterationen und einen entsprechend hoheren Rechenaufwand.
Daher ist es erstrebenswert, eine Integration tUber die gesamte Grenzschicht zu vermeiden und
die notwendigen Randbedingungen unter Verwendung empirischer Informationen
aufzupragen. Ein geeignetes Verfahren stellt die , Uberbriickung® der Region zwischen der
vollturbulenten Kernstromung und der Wand durch S0 genannte
Wanduiberbriickungsfunktionen, basierend auf dem logarithmischen Wandgesetz, dar.?®
Derartige Modellierungsansatze werden oft als ,, Standard-Wandfunktion® bezeichnet und sind
innerhalb industrieller Anwendungen aufgrund der ginstigeren Konvergenzegenschaften
weit verbreitet.

Das logarithmische Wandgesetz besitzt jedoch nur beschrénkte Guiltigkeit, sodass z.B.
Stromungen mit gekrimmten Umschlief3ungsflachen und Ablésungsgebieten physikalisch
nicht richtig abgebildet werden koénnen. In diesem Fall stellen so genannte Zwei-Schicht
Modelle einen optimalen Kompromiss zwischen numerischem Aufwand und Qualitét der
Berechnungsergebnisse dar. Innerhalb dieses Modellansatzes werden in wandnahen Zonen
meist algebraische Modellgleichungen eingesetzt um die LowRe Effekte zu berticksichtigen.
Die grofien Gradienten werden durch die algebraischen Modellgleichungen ermittelt, sodass
zum einen keine Ubermdllig feine Gitterauflésung notwendig ist und zum anderen die
numerische Stabilitét und Konvergenzei genschaft nicht wesentlich beeinflusst wird.

In der vorliegenden Arbeit werden — aufgrund ihrer spezifischen Vortelle — die Standard-
Wandfunktion und das Zwei-Schichten Modell fir die k-& Turbulenzmodelle verwendet.
Diese werden in den folgenden Kapiteln beschrieben. Zudem wird die Wandbehandlung fur
das k- Turbulenzmodell dokumentiert.

% Es wird davon ausgegangen, dass die Wanduberbriickungsfunktion direkt an das Feld freier Turbulenz
anschlief?t und somit die Transportgleichungen fir die turbulente kinetische Energie und Dissipation beschrieben
werden kénnen.
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2.3.2.1 Standard-Wandfunktion

Basierend auf den Vorschlag von Launder und Spalding (1974) wird eine Verbindung
zwischen der Stromungsgeschwindigkeit in der wandnéachsten Gitterzelle und der
Wandschubspannung Uber das universelle logarithmische Wandgesetz hergestellt. Setzt man
folgende Uberlegungen voraus

— die Grenzschicht schliefdt an eine Kernstrémung mit freier Turbulenz an

— die Reynoldsspannungen dominieren gegentiber den viskosen Spannungen

— die Wand besitzt keine Krimmung

— keine stérenden Einflisse durch andere Wande oder durch starke Druckgradienten,
sodass in Wandnahe die Schubspannung al's konstant angenommen werden kann

so kann das universelle logarithmische Wandgesetz (2.96) durch Integration der
Impul sgleichung abgeleitet werden (Meile und Tangemann, 1999 sowie Spurk, 1989).

u 1
u"'=—==Inlg-y"
u K ( y) (2.96)
u = | (2.97)
p
e U
y = . y (2.98)

+

u” wird as dimensionslose Geschwindigkeit, u as die zetlich gemittelte
Stromungsgeschwindigkeit paralel zur Wand, u. als Wandschubspannungsgeschwindigkeit
und y* asdimensionsloser Wandabstand bezeichnet. Die Integrationskonstante E hangt von
der Rauhigkeit der Wand und vom wandnormalen Druckgradienten ab. Werte fur die
Modellkonstanten E und x sind z.B. in Meile und Tangemann (1999) angegeben.

Die Reynolds-Analogie zwischen dem Impuls- und Energietransport, ausgedrickt durch die
Stanton-Zahl (S =Nu/RePr=a/pc,u), liefert eine ahnliche Gesetzmalligkeit fur die
mittlere dimensionslose Temperatur T innerhalb der logarithmischen Schicht. Dabei wird

vorausgesetzt, dass der turbulente Energietransport gegentiber der molekularen Diffusion
dominiert.

T =0, -{u* + f(ﬂﬂ (2.99)
Gt
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Nach Jayatillaka (1969) gilt:

f[ﬂj =9,24- [EJ - }{u 0,28exp[— 0,007EH (2.100)
Gt Gt Gt

Unter Verwendung des Wirbelviskositétsansatzes 7 = pv,0u/0dy der Annahme, dass sich die

Turbulenz im lokalen Gleichgewicht befindet (P, = ¢) sowie die Schubspannungen konstant
snd (r=7,), kann Uber die Transportgleichung fur die turbulente kinetische Energie

folgende Beziehung fir k und & im wandnéachsten Gitterpunkt abgleitet werden:

uT
Kk, = (2.101)
\/CH
" (2.102)
A '

Unter Verwendung der Gleichung (2.32) und (2.36) kdnnen der dimensionslose Wandabstand,
die dimensionslose mittlere Geschwindigkeit und Temperatur ebenfalls bestimmt werden:*

1/4y,1/2
L _UYp *:Cu kp Yo

y == sy - (2.103)
) u.CY4kYy?
=2ty =y :LZCZMk;/Z —_p7m Tp (2.104)
ur uf U, TW/p
1411/
T = (Tw _-;TN)PCpUr ~ T* _ (Tw _TP )g\:jpcxlz 4k113 ’ (2'105)

Ausgehend von den Gleichungen (2.103) bis (2.105) werden Uber die Wandgesetze (2.96) und
(2.99) die Reynoldsspannungen rt,, fir die Impulsgleichung (2.8) und der turbulente

Warmestrom ¢, fur die Energiegleichung (2.9) des wandnéchsten Gitterpunktes berechnet.

Die Berechnung des Produktionsterms fir die turbulente kinetische Energie B, im
wandnéchsten Gitterpunkt erfolgt nach der Hypothese des Gleichgewichts der Turbulenz.

_ Ty ou Ty

S ——— =Ty szcﬂlmkpuzyp (2.106)

2 Naherungsweise sind diese Annahmen innerhalb der logarithmischen Schicht zul&ssig.
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Die Berechnung der Dissipation im wandndchsten Gitterpunkt erfolgt nicht mit der
Transportgleichung sondern mit der Gleichung (2.107).
C 3/4k 3/2

P

u

gp=———— (2.107)
KYp

Zur SchlieffJung des Differentialgleichungssystems fir die turbulenten Transportgréf3en ist

hinsichtlich der Wandbehandlung nur mehr die Randbedingung fur die turbulente kinetische

Energie notwendig. Diese wird mit einer homogenen Neumann Randbedingung®

entsprechend der Gleichung (2.108) aufgepragt.

*_g
on (2.108)
Um die Guiltigkeit dieser Wandfunktion zu gewahrleisten, muss der wandnéchste Gitterpunkt

innerhalb des Gultigkeitsbereiches der logarithmischen Schicht liegen. Nach Schlichting und
Gersten (1997) ist dies bei einem dimensionslosen Wandabstand y* zwischen 30 und 130

gegeben. Diese Bedingung ist méglichst streng einzuhalten, da sich Fehler aufgrund falscher
Anwendung auf das gesamte Strémungsgebiet auswirken (Verweyen, 1983).

Die dimensionslosen Wandabstdnde y* und y  werden nicht ausschlieflich von der
Gitterbeschaffenheit beeinflusst. Sie sind vom Berechnungsergebnis abhangig. Eine
Abschétzung des dimensionslosen Wandabstandes ist daher fur Strémungen, die keine
ausgezei chnete Stromungsrichtung besitzen (z.B. die Raumluftstrdmungen), nicht méglich. In
diesen Féllen ist es notwendig, die Berechnungsgitter entsprechend dem Simulationsergebnis
mehrmals zu adaptieren.

Weicht die Stromung zu stark von den bei der Herleitung der Standard-Wandfunktion
zugrunde gelegten Annahmen ab, konnen erhebliche Abweichungen zwischen den
experimentellen Befunden und den Berechnungsergebnissen auftreten. Die Einhaltung der
Modellannahmen konstanter Schubspannungen und der |okalen Gleichgewichtshypothese der
Turbulenz beeinflussen wesentlich die Qualitét des Simulationsergebnisses.

Sind jene Bereiche, wo Staupunkte, Ablésepunkte und Rezirkulationsstromungen auftreten,
nicht unmittelbar von Interesse und verhdltnismaldig klein gegeniber Bereichen
wandparaleler Stromung, konnen mit der Standard-Wandfunktion trotz genannter
Einschrankungen realitétsnahe Simul ationsergebnisse erzielt werden.

% Die explizite Vorgabe des Randwertes wird as Dirichlet-Randbedingung, die VVorgabe des randnormalen
Gradienten as Neumann-Randbedingung und die Kombination der Beiden as Cauchy-Randbedingung
bezeichnet.
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2.3.2.2 Zwei-Schichten M odell

Das Zwei-Schichten Modell verwendet unterschiedliche Modellgleichungen fir den
vollturbulenten und fir den wandnahen Bereich. Innerhalb eines bestimmten Wandabstandes
wird die turbulente Viskositéat durch die Gleichung (2.109) bestimmt (Wolfshtein, 1969).

y7i

Re
v,=C,l Jk, 1, =c|y{1—exp(— A"H, ¢ =xC, " A =70 (2.109)

Die Transportgleichung fur die turbulente kinetische Energie bleibt unverandert. Die
Berechnung der Dissipation erfolgt fur den wandnahen Bereich mit Hilfe der algebraischen
Gleichung (2.110). Eine sehr feine Auflosung durch das Rechengitter ist daher nicht
notwendig.

&

3/2 Re
e=—o1 ,l,=cy 1—exp(— yj , A =2¢ (2.110)
A,
Die turbulente Reynoldszahl

k
Re, = y;/_ (2.111)

basiert auf der turbulenten kinetischen Energie k und dem Wandabstand y .%°

Welche Modellgleichungen herangezogen werden, ist von der turbulenten Reynoldszahl
abhangig. Ist Re, >200 kommen die Transportgleichungen fir das k-& Turbulenzmodell
zum Einsatz. Andernfals erfolgt die Berechnung der turbulenten Viskositdt mit Hilfe der

Gleichung (2.109). Fir die turbulente kinetische Energie wird an der Wand die
Randbedingung k = 0 gesetzt.

Innerhalb des Zwei-Schichten Modellsist eine Modifikation der Impul serhaltungsglei chungen
und der Energieerhaltungsgleichung nicht notwendig.

2.3.2.3 Kombination der Standard Wandfunktion und des Zwei-Schichten
M odells

Ist for die Berechnung des Stromungsgebietes ein hoher lokaler Detaillierungsgrad
erforderlich, ist die Verwendung des Zwei-Schichten Modells aufgrund der physikalisch
allgemeineren Formulierung sinnvoll. Die damit verbundenen Anforderungen an das
Gitterdesign (grofe Anzahl an Diskretisierungspunkten in Wandnéahe ist erforderlich) lassen

% Abstand zwischen der Zellenmitte und der nachsten Wand.
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sich oft aufgrund der vorhandenen Hardwarevoraussetzungen nicht realisieren. Fir jene
Bereiche des Berechnungsgebietes, wo die geometrischen Konturen relativ grob diskretisiert
werden kénnen, ist hingegen der Einsatz von WandUuberbriickungsfunktionen sinnvoll.

Die innerhalb der Raumluftstrémung gegenwartigen Geometrien umfassen Bereiche, die
einen sehr hohen Detaillierungsgrad erforderlich machen (Eintrittsbereich) und Bereiche, die
eine grobe geometrische Aufldsung zulassen (grofe ebene Umschlief3ungsflachen). FLUENT
bietet hier ein Wandmodell an, das innerhalb eines Berechnungsgebietes einen gleitenden
Ubergang zwischen der linearen und der logarithmischen Wandfunktion ermdglicht. Diese
Modellierung erlaubt somit eine hochauflésende Diskretisierung im Bereich des
Luftdurchlasses und eine grobauflésende Diskretisierung im Bereich von grobstrukturierten

Randfl&chen trotz raumlich unterschiedlicher dimensionsloser Wandabstande y* .

Die Berechnung der Mischfunktion, die einen gleitenden Ubergang zwischen der linearen
(laminaren) und logarithmischen (turbulenten) Wandfunktion ermoglicht, erfolgt nach dem
Vorschlag von Kader (1981):

1

+ Tyt ITu +
u" =e"‘U,, +€" Uy, (2.112)

1

+ I+ T+
T :eTTIam +€ TTturb

(2.113)

Innerhalb von FLUENT (2007) ist dabei die Mischfunktion durch folgende Konstanten
definiert:

a(y")"

r,=-

u Liby' (2.1149)
oo a(Pry*)’ 5

T 1+bPrly” (2.115)

. =10 5
mitc=e® ,a=001l-cundb=— (2.116)

C

Die Wandrauhigkeit wird dabei mit dem Verhdtnis E/E" beschrieben. Die Gleichungen
(2.112) und (2.113) gewéhrleisten ein richtiges asymptotisches Verhalten fir einen grof3en

und kleinen dimensionslosen Wandabstand y*. Darlber hinaus werden dadurch die
dimensionsdosen Geschwindigkeitsprofile in der Nahe der viskosen Unterschicht
(3< y" <10) sinnvoll wiedergegeben (FLUENT, 2007).
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2.3.2.4 Wandfunktion fur das k-o Moddl

Wie beim Zweischichtenmodell wird die turbulente kinetische Energie an der Wand k=0
gesetzt. Bel der Verwendung eines hochaufldsenden Berechnungsgitters in Wandnahe erfol gt
die Berechnung der spezifischen Dissipationsrate an der Wand mit den Gleichungen (2.117)
bis (2.118).

o (U* )2
o, = oM (2.117)
7
N . . 6
o = mm[cow, - ZJ (2.118)
B; (y )
50\’
(k_*] k; <25
o ={\"s (2.119)
10 55
K
N pk U
k; =max| 10 , p (2.120)

2.3.3 Mdglichkeiten zur Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung

Ein wesentliches Element fur die Simulation von Raumluftstromungsvorgangen stellt die
korrekte Definition der Randbedingungen dar. Aufgrund der starken Interaktion zwischen der
Zuluftstromung und der umgebenden Raumluft (Quellstrémung mit turbulenten Impuls- und
Stoffaustauschmechanismen) muss die Eintrittsrandbedingung sorgféltig gewahlt werden.
Praktisch 1&sst sich eine exakte Nachbildung des Luftdurchlasssystems durch die damit
verbundene hohe Anforderung an das Griddesign oft nicht realisieren.”” Aus diesem Grund ist
der CFD-Ingenieur gezwungen, geometrische Vereinfachungen bel der Modellierung des
Einlassbereiches durchzufuhren.

In der Literatur finden sich viele unterschiedliche Ansédtze, um die Eintrittsrandbedingung fur
die Simulation der Raumluftstrémung zu vereinfachen. Welche Mdglichkeiten dabel zur

% |nnerhalb der Liftungstechnik wurden in den letzten Jahren verstérkt diffuse L uftdurchl asssysteme eingesetzt.
Dabei wird die Zuluft durch eine Vielzahl von Einzelstrahlen eingebracht. Dadurch wird eine hohere
Durchmischung mit der Umgebungsluft (Raumluft) erreicht. Die Einlasstffnungen haben dabei, gegentiber der
Raumgeometrie, geringe freie Querschnitte (d = ca. 10-20 mm) und fiihren daher bei detaillierter Modellierung
zu einer zu grof3en Zellenanzahl des Berechnungsnetzes.
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Verfigung stehen, wurden bereits von Chen und Moser (1991), Heikkinen (1991), Nielsen
(1992), Emvin und Davidson (1996), Djunaedy (2000) und Djunaedy und Cheong (2002)
diskutiert. Die von den angefuhrten Autoren verwendeten Methoden kénnen im Wesentlichen
auf finf Modellierungsansétze zusammengefasst werden (vgl. Djunaedy, 2000):

1.

Full Resolution

Detailgetreue  Abbildung des Luftdurchlasses unter  Berlicksichtigung  der
stromungstechnischen Zusammenhange zwischen Zuluftkanal, Luftdurchlass und
Raumluftstromung. Die Kopplung zwischen Ausstrombereich und Raumluftstrémung
erfolgt unter Verwendung von nichtkonformen Gittern.

VT: hoher Detaillierungsgrad, sehr genau

NT: sehr hohe Knotenanzahl notwendig, hoher Zeitaufwand fur das Griddesign

Basic Method oder Conventional Method (Lemaire et al., 1993)
Der gesamte L uftdurchlass wird durch eine Offnung, die in der Mitte angebracht wird, mit
gleichem freien Querschnitt ersetzt.

Momentum Method (Lemaire et al., 1993)

Bel diesem Modell wird der Massenstrom und der Impulsstrom entkoppelt im
Zustromgebiet aufgepragt. Die GroRRe der Einstromflache entspricht dabei  der
geometrischen Gesamtflache des Luftdurchlasses. Durch die Méglichkeit, die Massen-,
Warme- und Impulsstrome entkoppelt aufzuprégen, ist die Einhatung des
Ahnlichkeitsgesetzes fiir isotherme und anisotherme Freistrahlen gewahrleistet.?®

VT. sehr gute Ergebnisse fur viele Luftdurchlasssysteme, geringer Aufwand beim
Griddesign, Modifikation der Erhatungsgleichung (Implementierung von Quellen fir
Impuls, Masse, turbul ente kinetische Energie und Dissipationsrate)

NT: nicht allgemeingiltig, daher Validierung notwendig

Box Method (Lemaire et al., 1993)

Die Randbedingungen werden Uber die Randflachen einer imagindgren Box um den
Luftdurchlass aufgepragt. Dabei werden experimentell ermittelte
Geschwindigkeitsverteilungen (Betrag und Richtung) sowie Temperaturen herangezogen.
VT: genau, geringer Aufwand an das Gitterdesign, geringe Knotenanzahl

NT: Messungen notwendig, hoher experimenteller Aufwand

Prescribed Velocity (PV) Method (Heikinnen, 1991)

Ahnlich wie bei der Box Method wird die Randbedingung tber einfache Offnungen im
Stromungsgebiet in der Néhe des Luftdurchlasses aufgepragt. Jedoch wird versucht, die
Anzahl der Messpunkte zu reduzieren. Dies wird dadurch erreicht, dass jene Grélen in

% Dies gilt streng genommen nur dann wenn die betrachtete Strahllange wesentlich groRer ist as die
Austrittsoffnung.
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jenen Regionen bestimmt werden, die einen essentiellen Einfluss auf das
Berechnungsergebnis besitzen.

VT: genau, geringer Aufwand an das Gitterdesign, geringe Knotenanzahl

NT: Messungen notwendig, hoher experimenteller Aufwand

Fur die rasche und praxisnahe Bestimmung der Eintrittsrandbedingung sind die Basic Method
und die Momentum Method aufgrund des geringen Aufwandes fir das Griddesign bzw. nicht
notwendiger Messdaten, besonders interessant. Daher werden im Folgenden die beiden
Methoden naher erlautert.

Huo et a. (2000) fassten die ,Basic Method® zusammen. Dabei wird die reae
Austrittsoffnung durch enen frelen Querschnitt, aus dem die Luft senkrecht zur
Offnungsebene ausstromt, angenahert. Die mittlere Ausstromgeschwindigkeit wird tber den
Quotienten des Volumenstroms und der freien Querschnittsfléche ermittelt.

_ Vout
out —
Ageom,out

Das Modell basiert auf dem freien Ausstromquerschnitt und berticksichtigt daher nicht die
Kontraktion. Der Grund liegt darin, dass der freie Ausstromquerschnitt relativ leicht ermittelt
werden kann (Summe aller freien Querschnittsflachen des Luftdurchlasses), hingegen der
effektive Austrittsquerschnitt durch die Einschniireffekte (Kontraktion) bel der Ausstromung
beeinflusst wird. Dieser ist daher von der Ausstromgeschwindigkeit und der geometrischen
Ausbildung der Ausstromkanten abhéngig und kann nur experimentell oder mittels CFD-
Simulation ermittelt werden (vgl. Heschl et al., 2004). Das Verhdtnis zwischen effektivem
und freilem Austrittsquerschnitt kann indirekt durch die Ausflusszahl ausgedriickt werden,
diese variiert zwischen 0,65-0,90 ohne Querstromung im Zuluftkanal und zwischen 0,0-0,9
mit Querstromung.

u

(2.121)

Den Einfluss der mittleren Austrittsgeschwindigkeit und -temperatur auf die
Geschwindigkeitss und Temperaturverteilung von turbulenten axialsymmetrischen bzw.
ebenen anisothermen Freistrahlen wurde unter anderem von Fleischhacker et. al. (1980) bzw.
Heschl et. a. (2002) untersucht. Demnach werden diese durch den Eintrittsimpulsstrom 1,

den Eintrittswarmestrom Q, und den Eintrittsmassenstrom m, festgelegt.

lo = Ipo'uz'dA

s (2.122)

QO:JPO'CO'U"Q'dA (2123)
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M :JPO'“'dA (2.124)

Die Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung sollte daher die Einhaltung des Impulsstroms
l,, des Warmestroms Q, und des Eintrittsmassenstroms m, voraussetzen. Da der

Impulsstrom wesentlich von der Kontraktion beeinflusst wird, ist es notwendig, die effektive
Austrittsoffnung bel der Bestimmung der Austrittsrandbedingung heranzuziehen.

Um in der ndheren Umgebung der Austrittsdffnung bessere Ergebnisse erzielen zu kénnen,
sollte dartiber hinaus die Verteilung des Impulses, Volumenstroms und Warmestroms tber
den gesamten Luftdurchlass (tota area) moglichst realitétsnah sein. Dies ist jedoch fir
komplexe Luftdurchlasssysteme durch unmittelbare Vorgabe der Randbedingung auf einer
V olumenzellenoberflache nur bei exakter Nachbildung der tatséchlichen Austrittsoffnung und
unter Berticksichtigung der Kontraktion moglich.

Die Momentum Methode ist aufgrund der Méglichkeit, den Massenstrom und Impulsstrom
entkoppelt vorzugeben, eine viel versprechende, aber bei genauerer Betrachtung keine
unproblematische Art die Eintrittsrandbedingung aufzupragen. Die Methode ist in ihrer
urspringlichen Form inkonsistent und liefert nur auf sehr groben Gittern verninftige
Ergebnisse. Auf sehr feinen Gittern ist eine Entkopplung zwischen Impuls- und Massenstrom
nicht moglich, sodass die Methode praktisch einer konventionellen Eintrittsrandbedingung
gleichkommt.*

% Emvin und Davidson (1996) haben gezeigt, dass die , momentum method“ in ihrer urspriinglichen Form fir
unendlich kleine ZellengroRe singulér wird. Sie ist daher nur fir grobe Gitter einsetzbar und kann somit nur
gualitative Aussagen liefern.
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2.4 Numerisches Losungsverfahren

Die Implementierung der nicht in FLUENT verfligbaren Turbulenzmodelle setzt die Kenntnis
Uber den numerischen Ldser voraus. Aus diesem Grund wird in diesem Kapitel detailliert auf
dasin FLUENT verwendete numerische Verfahren eingegangen.

Eine analytische Losung der beschriebenen Erhaltungsgleichungen existiert nur fir sehr
einfache Stromungsvorgénge. Innerhalb der meisten technischen Anwendungen sind jedoch
Stromungsfelder von  Bedeutung, die in starker  Wechselwirkung mit  den
UmschliefRungsflachen stehen und eine dreidimensional e Betrachtung voraussetzen.

Daher werden verstarkt numerische Verfahren zur iterativen LOosung der beschreibenden
Differentialgleichungen eingesetzt. Entgegen der analytischen Losung, wo die physikalischen
Groélen im gesamten Berechnungsgebiet ermittelt werden, erfolgt die Bestimmung dieser
durch iterative Methoden an diskreten Punkten.

Neben der physikalischen Modellvereinfachung sind daher auch numerische Fehler durch die
iterativen Methoden und Diskretisierungsfehler®® vorhanden. Die Qualitdat der
Berechnungsergebnisse wird daher wesentlich von der numerischen Ldsungsstrategie
beeinflusst.®> Die Analyse der Berechnungsergebnisse setzt daher ein Verstandnis der
verwendeten Diskretisierungsmethode und iterativen Losungsverfahren voraus.

Die FErhatungsgleichungen fir die Impulss und Energieerhatung sowie die
Transportgleichungen fir die Turbulenzparameter lassen sich in einer gemeinsamen Form
darstellen, wenn man eine allgemeine Gréf3e @ und einen allgemeinen Diffusionskoeffizient

I, einfuhrt.

0 0 0 oD
—(p®)+—(pu®)=—|T, — |+ S
&@)+%0%) m(¢wj+® (2.125)
Der erste Term auf der linken Seite beschreibt die zeitliche Anderung und die beiden anderen
Terme beschreiben den konvektiven und diffusiven Transport der GrofRe @ . S, wird als
Queéllterm bezeichnet.

Die numerischen Untersuchungen wurden mit dem kommerziellen CFD-Code FLUENT
Version 6.1.22 und 6.3.26 (Fluent, 2007) durchgefuhrt. Die Ortsdiskretisierung erfolgt hierbel
mit der Finiten Volumen Methode.

% Neben dem Diskretisierungsfehler aufgrund der Diskretisierungsart wird hier auch der Diskretisierungsfehler
aufgrund des Gitterdesign verstanden.

3 Unter numerischer Losungsstrategie wird der Plan verstanden, die Iterations- und Diskretisierungsfehler zu
mininieren.
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2.4.1 Diskretisierung des Ortes mit der Finiten Volumen Methode

Beim Finiten Volumen Verfahren wird zunéchst das Berechnungsgebiet in eine diskrete Zahl
an Kontrollvolumina — so genannten Zellen — mit bekannten geometrischen Abmessungen
unterteilt. Die Uberfiihrung der Differentialgleichungen in algebraische Gleichungen erfolgt
durch Integration Uber ein Kontrollvolumen. D.h. eigentlicher Ausgangspunkt sind die
Transportgleichungen in integraler Form. Mit Hilfe des Gaul3schen Integralsatzes (Bartsch,
1994) werden die konvektiven und diffusiven Terme von einem Volumenintegral in ein
Oberflachenintegral Ubergeftihrt. Fir ein beliebiges Kontrollvolumen V' mit der Oberflache
A, dem Oberflachenelement dA und dessen Einheitsnormalenvektor n,, kénnen somit die
konvektiven und diffusiven Terme der algemeinen Transportgleichung entsprechend der
Gleichung (2.126) angeschrieben werden.

[gav ='[(puiCD—F® aipjni dA+ S, dv (2.126)
\% A aXI \%

Der Quellterm S, wird nicht aufgespaltet und bleibt somit als Volumenintegral erhalten. Zur

weiteren Losung des Problems mussen daher die Oberflachen- und Volumenintegrale mit
einem geeigneten Ansatz angenahert werden.

2.4.1.1 Approximation der Oberflachenintegrale

Das Oberflachenintegral setzt sich aus der Summe der Flusse tber die Teilflachen oA, des
Kontrollvolumens zusammen. Die Berechnung des Oberflachenintegrals setzt die Kenntnis
Uber die GroRRenverteilung von @, auf den Teilflachen voraus. Eine Information Uber deren

GrolRenordnung ist jedoch nur im Zentrum des Kontrollvolumens vorhanden, sodass eine
geeignete Approximation von @, gefunden werden muss.

Innerhalb des CFD-Codes FLUENT erfolgt die Berechnung der Oberflachenintegrale auf den
Teilflachen mit der Mittelpunktsregel (Kistner, 1999). Diese basiert auf der Annahme, dass
eine homogene Verteilung der Grole @, Uber die Teilflache 0A, vorliegt. Daraus ergibt sich

folgender Zusammenhang:

o
OX.

Tl f

[ ( pud—T, Z%Jni dA~ > pun® 6A, -3 T, —| noA, (2.127)
i f f

S

Das zentrale Verfahren stellt die einfachste Moglichkeit dar, einen Zusammenhang zwischen
der Grofe @ im Zentrum des Kontrollvolumens und der GrofRe @, auf der Teilflache oA,

herzustellen. Hierbei wird ein linearer Verlauf der GrolRe @ zwischen zwe benachbarten
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Punkten angenommen. Ein Nachteil dieses Verfahrens besteht darin, dass es fir Peclet-
Zahlen® groRer als 2 bei der Diskretisierung des Konvektionsterms numerisch instabil wird
(Noll, 1993). Physikalisch gesehen liegt der Grund fur die Instabilitét des Zentral-V erfahrens
darin, dass der Zwischenwert von dem stromaufwarts liegenden Punkt mehr beeinflusst wird
as von dem stromabwérts liegenden. Dieser Effekt verstéarkt sich mit zunehmender
Stromungsgeschwindigkeit und zunehmenden Zellenabstand.

Bei den so genannten Upwind-Verfahren entspricht die numerische der physikalischen
Flussrichtung, wodurch diese Unzulénglichkeit umgangen wird. Die Grole @, an der

Kontrollvolumengrenze wird beim First-Order Upwind Verfahren durch Gleichsetzen mit
dem stromaufwérts gelegenen Rechenpunkt bestimmt. Der Vortell stabiler
L 6sungsei genschaften wird durch niedrigere A pproximationsgenauigkeit bei geringen Peclet-

Zahlen (|Peg < 5) erkauft (Heiss, 1987). Dies fihrt bei schrag durchstrémten Gitterzellen zu

einer Abflachung der Gradienten, deren Wirkung als numerische Diffusion interpretiert
werden kann (Roache, 1972).

Um dem entgegenzuwirken wurde das so genannte Hybrid-Verfahren entwickelt (Runchal,
1972 und Boney, 1975). Dieses schaltet bei einer Peclet-Zahl von 2 zwischen dem Zentral-

und dem Upwind-Verfahren um. Beim Hybrid-Verfahren tritt jedoch im Bereich 2<| Pe|<5

ebenfalls numerische Diffusion auf und der ortsabhéngige Wechsel zwischen Zentral- und
Upwind-Verfahren stellt eine zusétzliche Quelle fir numerische Schwingungen dar und kann
daher zu physkalisch unsinnigen Ergebnissen fuhren (Steiglechner, 1986). Eine
Welterentwicklung des Hybridverfahrens stellt das fur ale Peclet-Zahlen stabile Power-Law-
Verfahren dar. Dabei wird die GroRe @, fur die Teilflachen mit Hilfe der exakten LOsung

der eindimensionalen konvektiven und diffusiven Transportgleichung aus den angrenzenden
Zellenzentren interpoliert.

Eine weitere Moglichkeit die numerische Diffusion zu verringern stellt das Second-Order
Upwind Verfahren dar. Hier wird der stromaufwérts gelegene Gradient mit Hilfe des
Divergenz Theorems berticksichtigt. Dadurch wird die Diskretisierungsgenauigkeit erhoht,
andererseits die Konvergenzeigenschaft verschlechtert. Die sichere Anwendung des Second-
Order Vefahrens ist daher immer mit einer gleichzeitigen Beurteilung des
Konvergenzverhaltens verbunden.

Bel dem so genannten QUICK-Ansatz (Quadratic Upstream Interpolation for Convection
Kinematics, Leonard, 1979) wird die Grofie @, an der Kontrollvolumengrenze zwischen den

stromaufwarts und stromabwarts liegendem Zellenzentrum aus der Interpolation einer Parabel
gewonnen. Neben dem Second-Order Upwind Verfahren stellt der QUICK-Ansatz das

¥ Die Peclet-Zahl stellt das Verhaltnis zwischen konvektivem und diffusivem Transport dar.
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genaueste der genannten Verfahren dar. Es neigt jedoch zu numerischen Schwingungen und
benttigt relativ lange Iterationszeiten, da eine starke Unterrelaxation erforderlich ist.

In FLUENT wird das Zentral-Verfahren fir die Diskretisierung des Diffusionsterms
verwendet. FUr die Diskretiserung der Konvektionsterme stehen  folgende
Interpolationsmethoden zur Verfigung:

— First-Order Upwind

—  Second-Order Upwind
— Power-Law

—  Quick

Durch die Interpolation wird der tatsachliche Verlauf der Grole @ angendhert. Der Fehler,
der dabei entsteht, wird als Abbruchfehler bezeichnet und ist neben der Interpolationsmethode
vom Zedlzentrenabstand abhangig. Bel einer konsistenten Diskretisierung fuhrt ene
Verkleinerung des Abstandes zu einer Erhdhung der Approximationsgenauigkeit und somit zu
einer Reduktion des Fehlers. Mit welcher Potenz der Fehler dabei zu Null strebt, wird als
Ordnung bezeichnet und kann aus der Taylorreihenentwicklung abgeleitet werden (Hirsch,
2000).%

2.4.1.2 Approximation der Volumenintegrale

Die Approximation der Volumenintegrale erfolgt in FLUENT durch die Mittelpunktregel.
Diese geht davon aus, dass in der Zelenmitte der Mittelwert des Kontrollvolumens
abgespeichert ist.

[ fav ~ foov (2.128)
\

2.4.2 Zeitdiskretisierung

In der vorliegenden Arbeit werden ausschliefdlich elliptische Stromungen behandelt. Bei
derartigen Stromungen breiten sich Stérungen im gesamten Strdmungsgebiet aus. In den
Raumkoordinaten sind daher die GroRen @ aller Kontrollvolumen miteinander gekoppelt.

Zeitlich betrachtet breitet sich hingegen eine Storung nur in eine Richtung — in die Zukunft —
aus. Fur den in dieser Arbeit verwendeten numerischen Lésungsalgorithmus bietet FLUENT
fir die Integration des transienten Terms zwei Optionen an — das implizite Eulerverfahren
erster und zweiter Ordnung. Dain der vorliegenden Arbeit nur die zeitlich gemittelten Grof3en
von Bedeutung sind, spielt die zeitgenaue Auflosung der Strémungsvorgange eine

% Streng genommen miisste die Bezeichnung K onsistenzordnung lauten (Preuf3 und Wenisch, 2001).
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unterordnete Rolle. Daher wird hier nur auf das implizite Eulerverfahren 1. Ordnung
eingegangen.

Bel dem impliziten Eulerverfahren hat die Zeitschrittweite eine Auswirkung auf die
Genauigkeit, jedoch keine auf die numerische Stabilitét. Die Berechnung der Grél3en fur den
neuen Zeitschritt erfolgt iterativ aus dem impliziten Zusammenhang zwischen den
MomentangroRen ®", den neuen GroRen @™ und der Zeitschrittweite At aus folgender
Beziehung:

O™ = D" + At F(@™?) (2.129)

2.4.3 Numerisches Losungsschema

2.4.3.1 L6sungsstrategie

Durch die Orts- und Zeitdiskretisierung wird das partielle Differential gleichungssystem in ein
algebraisches Gleichungssystem Ubergefihrt. Dieses Gleichungssystem ist aul3erst steif, da
bei inkompressiblen Stromungen die Kontinuitétsgleichung keine Druckabhangigkeit enthélt.
Da die Simulationszeit einen wesentlichen Zeit- und Kostenfaktor darstellt, ist die Auswahl
einer moglichst effizienten Loésungsstrategie anzustreben. Unter Verwendung von primitiven
Variablen* hat sich die getrennte Berechnung der einzelnen Transportgleichungen as sehr
effizient herausgestellt. Ziel dieser Vorgehensweise ist die Ausnutzung der ginstigeren
Konvergenzeigenschaften der einzelnen Gleichungen und damit die Losungseigenschaft des
Gesamtsystems zu verbessern. Fur die stark inkompressible Stromung haben sich sogenannte
Druckkorrekturverfahren durchgesetzt.

Im ersten Schritt  werden beim Druckkorrekturverfahren die  neuen
Geschwindigkeitskomponenten aus dem vorliegenden Skalarfeld berechnet. Da das neue
Geschwindigkeitsfeld in der Regel die Kontinuitdtsgleichung nicht erflllt, werden die
Geschwindigkeiten Uber eine Druckénderung Kkorrigiert. Die dafir notwendige
Druckkorrekturgleichung vom Poisson-Typ wird aus der Kontinuitdts- und Impulserhatung
abgeleitet (Hinze, 1975). Danach werden die Transportgleichungen fur die skalaren Grolen
Temperatur, turbulente kinetische Energie und Dissipation berechnet. Den Ursprung der
unterschiedlichen Druckkorrekturverfahren bildet die Chorinsche Projektionsmethode, die auf
Chorin (1968) zurtickgeht. Im nachfolgenden Kapitel wird auf die verwendete Methode
eingegangen.

% Neben der Verwendung von primitiven Variablen fir die physikalischen GréRen konnen auch deren
abgeleitete Grofen wie Wirbel stérke und Stromfunktion eingefuhrt werden.
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Demnach erfolgt z.B. die Berechnung der Geschwindigkeitskomponente in x-Richtung
ausschliefdlich  Uber die Impulsgleichung in  x-Richtung. Die  Argumente
(Geschwindigkeitskomponenten in y- und z-Richtung, Temperatur und Druck) sind fur den
aktuellen Iterationsschritt nicht bekannt. Sie werden daher aus der Lésung des
vorangegangenen  Iterationsschrittes herangezogen. Die Kopplung der einzelnen
Transportgleichungen erfolgt daher ausschliefdlich Uber die Ldsung des vorangegangenen
Iterationsschrittes.

Die nichtlinearen konvektiven Terme in der Impulsgleichung werden gewdéhnlich mit der
Picard Iteration angendhert (Ferzinger und Peric, 2002). Diese geht davon aus, dass der
Massenfluss aus der vorhergehenden Iteration bekannt ist.

Aus obigen Uberlegungen konnen die diskreten Erhaltungsgleichungen fir die GroRe @ in
linearisierter Form fr eine Zelle folgendermal3en zusammengefasst werden:

2Dy = %:aan)nb +b (2.130)

Der Index P bezeichnet den Mittelpunkt des Kontrollvolumens und nb ordnet die
Nachbarzellen zu. Die Koeffizienten a und b ergeben sich aus der Diskretisierung der
jewelligen Erhaltungsgleichung. Betrachtet man die Impulsgleichung in x-Richtung, sind ale
Terme, die nicht die Geschwindigkeitskomponente in x-Richtung beinhaten, in den
Koeffizienten b enthalten.

Die Gleichung (2.130) kann fur jede Zelle im Berechnungsgebiet aufgestellt werden. Daraus
resultiert ein lineares Gleichungssystem mit einer diinnbesetzten K oeffizientenmatrix, die mit
effizienten Verfahren gelost werden muss. Auf geeignete Verfahren wird im Kapitel 2.4.3.3
naher eingegangen und daher hier nicht ndher diskutiert.

Aufgrund der Nichtlinearitét und der nichtgekoppelten Losungstrategie ist eine nachtrégliche
Korrektur der neuberechneten Grofe @ notwendig. Dies erfolgt durch eine Unterrel axation,
welche die GroRe der Anderung in jeder Iteration reduziert. Die Berechnung des neuen
Wertes fur die Grofie @ erfolgt in FLUENT mit der Gleichung (2.131).

=0, +a-AD (2.131)

® 4 ist jener Wert der betrachteten Zelle der vor dem Iterationsschritt vorlag, A® ist die

durch das linearisierte Gleichungssystem ermittelte Anderung von @ und o ist der
Relaxationsfaktor.
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2.4.3.2 Kopplung des Geschwindigkeits- und Druckfeldes

2.4.3.2.1 Smple-Algorithmus

Das Geschwindigkeitsfeld und die Temperaturverteilung werden aus den entsprechenden
Transportgleichungen bestimmt. Damit auch die Kontinuitétsgleichung erfllt ist, muss eine
entsprechende Kopplung zwischen Geschwindigkeits- und Druckfeld hergestellt werden. Die
von Chorin (1968) entwickelte Methode basiert auf der direkten Umformung der
Differentialgleichungen fur die Impuls- und Massenerhaltung. Der Druck wird aus der daraus
resultierenden Poisson-Gleichung durch anschlief3ende Diskretisierung numerisch berechnet.

Bel dem von Patankar und Spalding (1972) entwickelten SIMPLE-Algorithmus geht man bei
der Herleitung der Druckgleichung von der diskreten Form der Impuls- und Massenerhaltung
aus. Der Massenfluss wird Uber die mittlere Geschwindigkeit u, an der Zellengrenze und

deren Teilflache O6A; bestimmt. Die diskretisierte Kontinuitétsgleichung fir kartesische

Koordinaten kann somit folgendermal3en formuliert werden:
pu. oA, =0
Z £ O (2.132)

Im Allgemeinen ist die Gleichung (2.132) durch das aus der diskretisierten Impulsgleichung
ermittelte Geschwindigkeitsfeld nicht erfullt. Zentrale Idee des SIMPLE-Algorithmuses ist es,
eine Korrektur des Geschwindigkeits- und Druckfeldes derart anzusetzen, dass die Impuls-
und Kontinuitétsgleichungen erfillt werden. Zur Verdeutlichung des Modellansatzes wird im
Folgenden die Grundidee anhand der Impulsgleichung in x-Richtung dargestellt.

Es wird davon ausgegangen, dass das gesuchte Geschwindigkeits- und Druckfeld aus den
vorliegenden Schétzwerten und einer Korrekturgrof3e zusammengesetzt werden kann. Daraus
ergeben sich folgende Definitionsgleichungen:

U =u +u, und pT=p 4 p (2.133)

Jene Grolden, die die Impuls- und Kontinuitétsgleichung erfillen, werden mit zwei Sternen
gekennzeichnet, die vorliegenden Groéf3en mit einem Stern und die gesuchten Korrekturen mit
einem Strich. Fuhrt man die Definitionsgleichung (2.133) in die Koeffizientenform der
Impulshilanz in x-Richtung ein, so kann diese folgendermal3en angeschrieben werden:

ap(u; + u;:)"' zanb(u;b + u;]b): S, +0A %(p + p') (2.134)

nb

Vernachldssigt man die nichtlinearen Terme und die Geschwindigkeitskorrekturen in den
Nachbarpunkten
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% Bl ~ 0 (2.135)

kann ein direkter Zusammenhang zwischen den Geschwindigkeits- und Druckkorrekturen im
Zentrum des K ontrollvolumens abgeleitet werden.*

, _ Adp'
Up =—*——
" "2, dx (2.136)

Durch Interpolation der Gleichung (2.136) zwischen der benachbarten Zelle erhdt man die

Bestimmungsgleichung fir die Geschwindigkeitskorrektur an der Teilfléache.

A Pe—Pp

R mit a,, = f,a, +(1-f,)ay (2.137)

Da in der Koeffizientengleichung der Impulserhatung die Druckgradienten durch zentrale
Differenzenbildung berechnet werden, wird der Druck somit effektiv auf einem groberen
Gitter bestimmt as die anderen Terme. Dadurch wird der Druck im Punkt P und die
zugehdrige Geschwindigkeit entkoppelt und es besteht die Gefahr eines oszillierenden
Druckfeldes. Um die Entkopplung zu vermeiden, schlégt Patankar und Spalding (1972) in
ihrem urspringlichen Verfahren ein versetztes Gitter vor. Hierbei werden die
Geschwindigkeitswerte auf der Zellengrenze und die skalaren Grélen im Zelzentrum
abgespeichert. Diese Methode erhoht insbesondere bel konturangepassten Gittern die Anzahl
der notwendigen metrischen Informationen. Aus diesem Grund haben sich Verfahren mit
kollokierter Variablenanordnung durchgesetzt, die alle Variablen am gleichen Ort speichern
und sich spezieller Interpolationstechniken bedienen, um physikalisch realistische Ergebnisse
zu eziden. In FLUENT st die von Rhie und Chow (1983) vorgeschlagene
Geschwindigkeitsinterpol ation implementiert, deren Ausgangspunkt auf folgende Uberlegung
beruht (vgl. Norris, 2000 und Peng 1998).

Die Koeffizientengleichung der Impulserhaltung in x-Richtung kann geschrieben werden als

. Adp S, 1
u ———:———E a U, -
P aP dX aP aP — nb ™~ nb (2138)

Daraus ergeben sich fur das Kontrollvolumen in den Punkten P und E folgende Gleichungen

% Die Vernachlassigung der Geschwindigkeitskorrekturen in den Nachbarzellen stiitzt sich auf die Uberlegung,
dass diese keinen Einfluss auf das Endergebnis haben. Erflllt das geschétzte Geschwindigkeitsfeld die
Kontinuitétsgleichung, sind keine Geschwindigkeitskorrekturen notwendig und der Term verschwindet.
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. (A (dp S,
Up —| — | | — | =|— E ayu, | .
P aP . dx . aP . aP ~ nb~'nb (2 139)
. A dp’ S,
u ) —= _— =| — a u y .
E aP . dX . aP . P znb’ nb ™~ nb (2 140)

eine dhnliche Gleichung kann fur die 6stliche Teilfl&che assoziiert werden

< (A (do") _
h (apje( dxj (apje (ap %anbunb] (2141

Es ist nahe liegend, die Bestimmungsgleichung fir u; durch lineare Interpolation zwischen
den Knotenpunkten P und E zu bestimmen. FiUhrt man das Abstandsverhdtnis
f. =| Ee|/| EP| ein, erhdlt man die Gleichung (2.142).

oo {2]2)
EEIEREES)

Die Druckgradienten und die Koeffizienten an der 6stlichen Teilflache werden durch lineare
Interpolation der néchstliegenden Knotenpunkte angenahert

dp’) _Pe—Pe (d0T| _ Pe-Pw [OP) _ P Do

dx j ook Lk ), axerax, Ldx )L e+ ox, (2.143)
ij i fx(iJ +- fx{ij (2.144)
ap e ap p a, £

Auf dhnlicher Weise werden die Geschwindigkeiten an den restlichen Teilflachen n und t
fur die y- und z-Komponente bestimmt. Nun muss noch eine geeignete Druckkorrektur
gefunden werden, die die Einhaltung der Massenerhaltungsgleichung sicherstellt. Die
Grundlage fir die diskrete Druckkorrekturgleichung bildet die diskrete Kontinuitétsgleichung.
Diese kann durch Substitution der Gleichung (2.133) in die diskrete Kontinuitdtsgleichung
und unter Annahme konstanter Dichte (Boussinesg-Approximation) in folgende Form
gebracht werden.

AU, — Al + AU, — AU+ AU - AU, =

* * * * * * 1 (2-145)
AU, —Au, +Au, —Au, + Au, — AU, =——m
P
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Unter Verwendung der Gleichung (2.145) und einer entsprechenden Umformung erhét man
die Druckkorrekturgleichung, die in kompakter Koeffizientenform folgendermalien
zusammengefasst werden kann:

2 2 1 *
A Pp = z Ay, Py — ; m (2146)
nb

Damit kann die Druckkorrektur p’ im jeweiligen Knotenpunkt bestimmt werden. Mit den

Gleichungen (2.136) und (2.137) werden die Geschwindigkeitskorrekturen an den Teilflachen
und im Knotenpunkt ermittelt. Die Berechnung der neuen Schatzwerte erfolgt mit Hilfe der
Gleichung (2.131). Somit ist der &uliere Iterationsprozess abgeschlossen. Dieser wird solange
wiederholt, bis das festgel egte Konvergenzkriterium (siehe dazu Kap. 2.4.3.4) erflllt ist.

Bei der Herleitung des SIMPLE-Algorithmuses wurden die Korrekturen in den
Nachbarpunkten vernachléssigt. Die Konsequenz dieser Vernachl&ssigung fuhrt gewohnlich
dazu, dass die errechneten Druckkorrekturen zu grof3 sind. Aus diesem Grund ist eine
Unterrelaxation zwingend notwendig um die Stabilitdt des Verfahrens gewdahrleisten zu
konnen. In der Praxis wird daher zur Berechnung der neuen Schétzwerte fir den Druck ein
Relaxationsfaktor (a = 0,3) eingefihrt.

p=p +a-p’ (2.147)

Die Effizienz des SIMPLE-Algorithmuses ist wesentlich vom Relaxationsfaktor abhangig. Es
kann jedoch kein optimaler Wert angegeben werden, da dieser von der Problemstellung
abhangt.

Der SIMPLE-Algorithmus kann fol gendermal3en zusammengefasst werden:

Initialisierung des Druck- und Geschwindigkeitsfeldes(p™, u”, v, w')

L 6sung der Impulsgleichung (2.138) (u”, v, w')

Losung der Druckkorrekturgleichung (2.146)

Korrektur des Druckfeldes, Gleichung (2.147)

Korrektur des Geschwindigkeitsfeldes, Gleichung (2.131)

Losen der Transportgleichung fur die skalaren Grof3en (z.B. Temperatur)

Uberprifung der Konvergenzanforderung; falls nicht erfullt, Wiederholung der

N o ok~ 0DNRE

Schritte 1 bis 7 und Neuinitialisierung des Druckfeldes mit p= p’

Fur dstationdare Stromungen kann der SIMPLE-Algorithmus as ein pseudo-transienter
Iterationsprozess aufgefasst werden. Jede &ulRere Iterationsschleife stellt dabel einen
,Zetschritt” dar. In jedem , Pseudo-Zeitschritt“ werden die einzelnen Impulsgleichungen —
numerisch gesehen — implizit berechnet und explizit durch die Druckanderung korrigiert.
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Werden zeitabhéngige Stromungsprobleme berechnet, besteht jeder physikalisch reale
Zeitschritt aus einer endlichen Anzahl an ,, Pseudo-Zeitschritten®.

Um den Iterationsaufwand zu reduzieren, wurde der beschriebene SIMPLE-Algorithmus
neben der kollokierten Anordnung der physikalischen Grofden mehrfach modifiziert. Die
wichtigsten Vertreter derartiger Modifikationen stellen der SIMPLEC- (Van Doormaal und
Raithby, 1984), der SIMPLEX- (Van Doormaal und Raithby, 1985) und der PISO-
Algorithmus (Issa, 1986) dar. Die Berechnung von transienten Raumluftstromungen mit dem
SIMPLEC-Algorithmus ergab eine deutliche Reduktion des Rechenaufwandes. Daher wird im
Folgenden auf die wesentlichen Modifikationen eingegangen.

Ausgangspunkt sind auch beim SIMPLEC-Algorithmus die Gleichungen fur die
Geschwindigkeitskorrekturen. Jedoch werden die Nachbarpunkte unter der Annahme, dass
diese ndherungsweise den angrenzenden Geschwindigkeitskorrekturen der Teilflachen
entsprechen, beriicksichtigt. Daraus ergibt sich fUr die 6stliche Geschwindigkeitskorrektur
folgende Beziehung:

r_ A«a piz_p;:r

u, =
Ape — z A 5Xe
nb

mit ap, = f,a, + (1- fx)app (2.148)

In der praktischen Anwendung des SIMPLEC-Algorithmus zeigt sich, dass die
Druckkorrektur nicht unterrel axiert werden muss.

2.4.3.2.2 Numerische Stabilitat bei anisothermen Strémungen

Diein dieser Arbeit verwendete Losungsstrategie versucht durch das sequentielle Abarbeiten
der einzelnen Gleichungen die damit verbundenen ginstigeren Konvergenzeigenschaften
auszunutzen. Die Erfahrung zeigt, dass dadurch der Iterationsprozess bel isothermen
Stromungen zielstrebig in eine Richtung fortschreitet (Patankar, 1980). Bei anisothermen
Stromungen sind die Erhatungsgleichungen fir den Impuls- und den Energietransport tber
die Boussinesg-Approximation gekoppelt (siehe Gleichung (2.2)). Hat der Auftriebsterm
einen wesentlichen Einfluss auf das Stromungsbild so kénnen dadurch numerische
Instabilitéten entstehen.

Die Natur von auftriebsinduzierten Instabilitéten wurde z.B. von Papadimitriou (1985) fir den
zweidimensionalen Fall untersucht. Er stellte fest, dass die Instabilitdten von der Reynolds-,
der Grashof-Zahl und von der Diskretisierungsweite abhangen kénnen.

Qualitativ kann der Wachstumsmechanismus derartiger Instabilitéten illustriert werden durch
die Betrachtung einer Querstromung mit stabiler Temperaturschichtung (0T /oy > 0). Nimmt
man zunachst an, dass eine exakte Lésung des Stromungs- und Temperaturfeldes vorliegt und
plétzlich eine Storung in einer Rechenzelle auftritt, dann wiirde die erste Naherungsl 6sung der
vertikalen Impulsgleichung einen Transport des warmeren Fuidelements in die dartiber
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liegende kéltere Zone bewirken. Die nachfolgende Berechnung der Energiegleichung hat eine
Abkuhlung der oberen Zelle gegentiber der exakten Ldsung zur Folge. Die nachste Ldsung
der vertikalen Impulsgleichung fuhrt, aufgrund der beschriebenen AbkUhlung, zu einer nach
unten gerichteten Stromung, die das warme Fluidelement zurtickbringt. Dadurch kann ein
oszillierender Iterationsprozess angefacht werden (vgl. Rees, 1998).

Zur Verdeutlichung dieser Zusammenhange wurde das Losungsverhalten des stationdren
SIMPLE-Algorithmus bel der Berechnung einer stabilen Temperaturschichtung untersucht.
Dafir wurde ein zweidimensionaler Luftspalt mit einer Lange von 200 mm und einer Hohe
von 50 mm mit unterschiedlichen thermischen Wandrandbedingungen definiert. Diese sind in
Abb. 7 schematisch dargestellt.

A 320K

=0

50mm

dT / dx

280K

200mm

Abb. 7: Beispiel - stabile Temperaturschichtung in einem luftgefillten Hohlraum

Die obere Wandtemperatur wurde mit 320K und die untere Wandtemperatur mit 280K
festgelegt. Die thermischen Randbedingungen an den Seitenwanden wurden derart definiert,
dass die Warmestromdichte 0 W/m?2 betragt, d.h. die Seitenwande sind thermisch isoliert.

Fur die Berechnung wurde der laminare LOser herangezogen und das Berechnungsgebiet mit
einer Geschwindigkeit von O m/s und einer Temperatur von 300K initidisiert. Als
Relaxationsfaktoren wurden die Standardeinstellungen®® beibehalten, lediglich fir die
Energiegleichung wurde der Faktor einmal mit 1,0 und einmal mit 0,8 definiert. Den Einfluss
dieser Parametervariation auf die berechnete Temperaturverteilung ist in Abb. 8 dargestellt.

316K 308K 300K 292K 284K 316K 308K 300K 292K 284K

A_

Abb. 8: Temperaturverteilung ohne Unterrelaxation (links) und mit Unterrelaxation (rechts)

Die vorgegebenen Residuen zur Erreichung des Konvergenzkriteriums konnten nur bel einer
Unterrelaxation der Energiegleichung erreicht werden. Wird keine Unterrelaxation

% Diefir den Simplealgorithmus al's Standardeinstellung definierten Relaxationsfaktoren sind 0,3 fiir den Druck,
0,7 fur die Geschwindigkeiten und 1,0 fur die Energiegleichung.



74 Grundlagen der numerischen Stromungssimulation

vorgenommen, wird eine quasi instationdre Stromung mit sich Uber jeden Iterationsschritt
andernden Temperaturverteilung berechnet. Die sich theoretisch einstellende stabile
Temperaturschichtung wird auch nach unendlichen Iterationsschritten nicht erreicht werden.
Zur Verdeutlichung der auftriebsinduzierten Instabilitét zeigt Abb. 9 den Verlauf des
Geschwindigkeitsbetrages im Punkt x = 150 mm und y = 25 mm in Abhangigkeit des
Iterationsschrittes.
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Abb. 9: Monitoring (x=150mm, y=25mm) ohne Unterrelaxation (links) und mit Unterrelaxation (rechts)

Die Anndherung an eine Losung wird daher bel einer sequentiellen Abarbeitung der Impuls-
und Energieerhaltungsgleichungen durch die Unterrel axation wesentlich begiinstigt. Wie stark
unterrelaxiert werden muss, um eine stabile Lésung zu erhalten, ist von der jewelligen
Problemstellung abhéngig und muss somit individuell untersucht werden.

Erganzt man die Gleichung (2.130) mit (2.131), lasst sich die Koeffizientenform der
diskretisierten Differentialgleichungen fr stationdre Stromungen folgendermalen darstellen:

a,® (l1-a
— % “Ap g Pog + z a,®,, +b (2.149)
nb

a

Aus Gleichung (2.149) ist ersichtlich, dass durch die Unterrelaxation (0 < a <1) der Betrag
jener Koeffizienten, die sich in der Hauptdiagonale befinden, vergréf3ert wird. Dadurch
gewinnen iterative Verfahren zur Losung des linearen Gleichungssystems zum einen
numerische Stabilitdt und zum anderen wesentlich bessere K onvergenzeigenschaften.

Eine d@hnliche Auswirkung hat die Wahl der Zeitschrittweite At bei der Berechnung von
stationdren Stromungen.

oV oV
(ap + pAt j'q) = (pA—tj'(I)old +Zaan)nb +b (2.150)
nb

Die Diagonadominanz wird durch die Wahl kleinerer Zeitschrittweiten At unterstitzt.
Vergleicht man die Gleichungen (2.149) und (2.150), kann folgende Beziehung fir eine

Pseudo-Zeitschrittweite At abgeleitet werden (vgl. Peng, 1998 und Rees, 1998):



Grundlagen der numerischen Stromungssi mulation 75

s o-p-oV
At ") a (2.151)

Darausist ableitbar, dass die Unterrelaxation als Pseudo-Zeitschrittweite interpretiert und vice
versa die Zeitschrittweite als Unterrelaxation aufgefasst werden kann. Wobei diese durch die
Koeffizienten a, raumlich und zeitlich variiert. Eine grof3ere Unterrel axation entspricht somit

einer kleineren Pseudo-Zeitschrittweite und damit verbunden ergibt sich eine starkere
Kopplung des Gleichungssystems. Treten innerhalb der Stromungssimulation Oszillationen
auf, muss die Anderung der Amplitude in Abhangigkeit des Relaxationsfaktors anaysiert
werden. Ist dabel eine Abhangigkeit erkennbar, sind numerische Instabilitdten zumindest
mitverantwortlich.

2.4.3.3 Losung deslinearen Gleichungssystems

Durch die Diskretisierung werden die Grundgleichungen in ein lineares Gleichungssystem
Ubergefihrt. In der Regel wird zur Detailaufldsung der Stromungsvorgénge eine relativ grol3e
Anzahl an Kontrollvolumina benttigt. Dies fuhrt dazu, dass die Koeffizientenmatrix des
linearen Gleichungssystems sehr grof3 und sehr diinn besetzt ist. Daher werden ausschliefdlich
iterative Verfahren zur Losung des linearen Gleichungssystems eingesetzt.3” Neben dem
Konjugierten Gradienten Verfahren werden verstarkt Mehrgitterverfahren  zur
Konvergenzbeschleunigung verwendet.

Fur ein dliptisches Differentiagleichungssystem hat Norris (2000) unterschiedlichste
iterative Verfahren verglichen. Demnach sind bis zu einer Zellenanzahl von 5.000 MSI bzw.
ILU Verfahren, bis 20.000 Zellen Konjugierte Gradienten Verfahren und tber 20.000 Zellen
Mehrgitterverfahren am  effizientesten. Dies ist damit zu begrinden, dass durch
konventionelle iterative Verfahren die hochfrequenten Fehler sehr effizient und die
niederfrequenten nur moderat gegléttet werden.*® Um die giinstigen Lésungseigenschaften der
iterativen Verfahren bei kurzen Wellenlangen auf das gesamte Berechnungsgebiet Ubertragen
zu koénnen, werden beim Multigrid Verfahren mehrere grobere Netze mit grof3eren
Gittermaschenweiten erzeugt und deren Losungen auf das feinere Netz Ubertragen. Dadurch
kénnen die Fehler Uber das gesamte Frequenzspektrum wesentlich schneller gegléttet werden.

Die Erzeugung, die Verknlpfung und die Anzahl der unterschiedlichen Netzebenen kann auf
verschiedenste Weise realisiert werden. Der in dieser Arbeit verwendete CFD-Code FLUENT
verwendet bei einer nichtgekoppelten Ldsung der problemangepassten

3 Direkte Verfahren scheiden wegen des hohen Rechenaufwandes, der zu (N-1)! proportional ist, aus.

% Die Wellenlange der hochfrequenten Fehler steht in Verbindung mit der Diskretisierungsweite (lokales
Berechnungsgebiet). Die Wellenlange der niederfrequenten Fehler steht in Verbindung mit dem globaen
Berechnungsgebiet.
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Koeffizientengleichungen ein algebraisches Mehrgitterverfahren (AMG). Hierbel werden
keine geometrisch groberen Netze erzeugt, wodurch die Abspeicherung und die zusétzliche
Diskretisierung der Fluss- und Quellterme auf dem gréberen Gittern entfallen. Damit wird die
Anwendung eines Mehrgitterverfahrens fir Problemstellungen mit  kleinskaligen
Randbedingungen und die Verwendung von unstrukturierten Gittern wesentlich vereinfacht.

Da die hochfrequenten Anteile des Losungsvektors und die dazugehorige rechte Seite des
linearen Gleichungssystems auf dem groben Gitter nicht darstellbar sind, geht man von den
Residiumsgleichungen aus. Durch einen Restriktions- und Prolongationsoperator werden die
Defekte auf das grobere Gitter transferiert bzw. die Korrekturen auf das feinere Gitter
zurlcktransferiert. Die daftr bendtigten Operatoren werden durch die Additive Correction
Multigrid - Strategie (Hutchinson und Raithby, 1986) gewonnen. Dabei wird die
Koeffizientengleichung fir das grébere Gitter durch Zusammenfassen der Koeffizienten der
Bestimmungsgleichung des feineren Gitters ermittelt. Die Berechnung der neuen
Koeffizienten erfolgt unter Berlcksichtigung der Flusserhaltung. Die Darstellbarkeit der
Losung auf dem groberen Gitter und die Qualitéd der Restriktion bzw. Prolongation
bestimmen somit das Konvergenzverhalten des Verfahrens.

FLUENT bietet neben der Auswahl unterschiedlicher Mehrgitter-Zyklustypen auch die
Moglichkeit die Anzahl der Glattungsiterationen bzw. deren Abbruchkriterium festzulegen.
Samtliche in dieser Arbeit vorgestellten Berechnungsergebnisse wurden mit den von
FLUENT (2007) empfohlenen Standard-Parametern des Mehrgitterl6sers durchgefiihrt.

2.4.3.4 Beurteilung Konvergenz, Konsistenz, Monitoring

Jedes numerisch berechnete Ergebnis ist in der Regel mit Fehlern behaftet (Preuf3 und
Wenisch, 2001). Zur Beurteilung des numerischen Lésungsverhaltens der zugrunde gelegten
Modellgleichungen mussen Diskretisierungs- und Konvergenzfehler analysiert werden. Um
den Einfluss der Diskretisierungsfehler abschétzen zu kdnnen, werden in der Regel die
Berechnungsergebnisse bei verschiedenen Diskretisierungsweiten verglichen und auf dieser
Weli se eine gitterunabhéngige Ldsung nachgewiesen. Per Definition erfolgt die Ermittlung der
Konvergenzfehler durch die Gegenlberstellung der iterativen Losung mit der exakten Losung
des algebraischen Gleichungssystems. Die exakte Losung ist jedoch in den meisten Fédlen
nicht bekannt, sodass die Beurteilung des Konvergenzfehlers auf der Unausgewogenheit der
Gleichung (2.130) beruht. Aufsummiert Uber alle Zellen N erfolgt die Berechnung der

»unskalierten“ Residuen mit der Gleichung (2.152).

R =2 > awdu, +b—asps (2152)

Nges| Nb

Eine allgemein gultige Beurteilung des Konvergenzverhaltens ist mit der Definition der
.unskalierten* Residuen auRerst schwierig, da deren Betrag nicht nur von dem
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Iterationsfehler, sondern auch vom Berechnungsgitter sowie dem Betrag der physikalischen
Grole ¢ abhangt. Fur die Transportgleichungen werden ausschliefdlich , skalierte” Residuen

nach Gleichung (2.153) zur Konvergenzbeurteilung herangezogen.

Z Z anb¢nb +b- aP(I)P
R? = Noes| b (2.153)

D [asde]

N

ges

Die ,skaierten Residuen zur Beurtellung der ErfUllung der Kontinuitétsgleichung jeder
Berechnungszelle P wird fur die i -te Iteration nach Gleichung (2.154) bestimmit.

Z|mP,in —Mp o
N jes

RC — g
Z|mP,in —Mp o
Nges

(2.154)

i=5

Aufgrund des meist hohen numerischen Aufwandes ist es nicht sinnvoll, extrem kleine
Residuen zu fordern. Zudem koénnen diese aufgrund des aulBerst steifen
Differentialgleichungssystems oft nicht eingehaten werden. Zur Konvergenzbeurteilung wird
daher als zusétzlicher Indikator meist ein Monitoring eingefihrt. Mit Hilfe dieses Monitorings
ist es moglich, den Betrag der interessierenden physikalischen GrofRe Uber den
Iterationsprozess zu beobachten. Damit konnen wéhrend der numerischen Berechnung
begrenzte Ldsungsfehler (z.B. auftretende Oszillationen) rasch erkannt und entsprechende
Gegenmal3nahmen ergriffen werden.

2.5 Netzgenerierung

2.5.1 Gitterqualitat

Die numerische Berechnung setzt eine reditdtsnahe geometrische Diskretiserung des
Berechnungsgebietes voraus. Die Qualité der mit numerischen Methoden erzielbaren
Ergebnisse hangt daher wesentlich von der Flexibilitét der Netzgestaltungsmoglichkeit ab.
FLUENT ist ein unstrukturierter CFD-Code und erlaubt somit unterschiedlichste
Gitterzellentypen zur Diskretisierung frei zu wahlen und diese miteinander zu kombinieren.
Die Verwendung von unstrukturierten Gittern birgt aber die Gefahr schlechterer
Konvergenzraten und erhéhten Speicherbedarfs, da die Nachbarschaftsbeziehungen zu den
angrenzenden Gitterzellen mittels aufwendiger Datenstrukturen gespeichert werden miissen.

Zur Beurteilung der Netzqualitét werden in dieser Arbeit folgende Parameter herangezogen
(vgl. Martens, 2001 und GAMBIT, 2001):
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Verzerrungsgrad (skewness): Die konvektiven und diffusiven Flisse werden beim
Finite-V olumenverfahren durch das Skalarprodukt des entsprechenden Flussvektors und
des Oberflachenvektors bestimmt. Dadurch wirkt sich der Verzerrungsgrad auf die
Diskretisierungsgenauigkeit aus. Zudem wird die Anzahl der notwendigen aul3eren
Iterationen fur die Druckkorrektur wesentlich beeinflusst (vgl. Ferziger und Peric,
2002). Fur die Beurtellung des Verzerrungsgrades kann folgende Beziehung
herangezogen werden (GAMBIT, 2001):

Q {Qmax - Qeq Qeq - Qmin } (2 155)
s = MaXx S , .
180°-0, " 0,

Qmin
betrachteten Zelle. Fur Netze, die aus Quadrilateralen (2D) oder Hexaedern (3D)
bestehen, ist der optimae Winkel 6, =90 bzw. fir Triangular- und

und 6, sind die minimalen und maximalen Winkel zwischen den Kanten der

Tetrahedralelemente 6, = 60°. Der mit Gleichung (2.155) definierte Verzerrungsgrad

soll fur ein qualitativ gutes Berechnungsnetz im Bereich 0< Qg <05 liegen

(GAMBIT, 2001).

Langen- bzw. Seitenverhdltnis (aspect ratio): Ist ein Mal3 fur die Beschreibung der
unterschiedlichen Kantenldngen einer Rechenzelle. Stark deformierte Gitterzellen haben
eine negative Auswirkung auf die Konditionszahl der Koeffizientenmatrix, sodass die
Konvergenzrate as auch die erreichbare Rechengenauigkeit bei der numerischen
Losung der Differenzengleichungen erheblich beeintrachtigt wird (vgl. Noll, 1993). Fur
Netze die aus Quadrilateralen (2D) oder Hexaedern (3D) bestehen erfolgt die
Berechnung des Seitenverhaltnisses folgendermal3en (GAMBIT, 2001):

_ max[e,&,,.....6
" minfe,e,.....e]

(2.156)

AR

e ist der Mittelwert zwischen zwel gegentberliegenden Seitenldngen der betrachteten

Zéelle. Zur Vermeidung von Konvergenzschwierigkeiten sollte das nach Gleichung
(2.156) definierte Seitenverhdltnis den Wert Q... =10 nicht Uberschreiten (Martens,

2001).

Expansionsrate der Diskretisierungsweite: Die Abstandsénderung zweier benachbarter
Zéellen soll kleiner als 30% sein.

Gradient: Innerhalb einer Zelle soll der Gradient aller berechneten physikalischen
Grolsen kleiner al's 30% sein.

Neben den hier angefiihrten Kriterien zur Beurteilung der Qualitét des Berechnungsgitters ist
die Einhaltung des dimensionslosen Wandabstandes fir die entsprechende Wandfunktion zur
Beschreibung der turbulenten Transportvorgange in Wandndhe notwendig. Um die
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Flussrichtung bestmdglich zu berlicksichtigen, ist ein orthogonales Aufsetzen des
Berechnungsgitters an Wanden anzustreben.

2.5.2 Gitterunabhéngige Losung

Die numerische Genauigkeit ist ein wesentlicher Faktor fir die Berechnung von turbulenten
Stromungen. Die Abschdtzung der numerischen Genauigkeit ist wesentlich von der
verwendeten numerischen Methode abhangig. Damit verbunden ist die GrolRRenordnung des
Diskretisierungsfehlers fur die einzelnen Terme der Erhaltungsgleichungen, die geometrische
Auflésungsgenauigkeit des verwendeten Berechnungsgitters und das Abbruchkriterium fir
die iterative Berechnung. Uberdies miissen die Simulationsergebnisse mit experimentellen
Befunden oder DNS-Daten validiert werden.

Diskretisierungsverfahren héherer Ordnung weisen einen geringeren Diskretisierungsfehler
auf as Verfahren niedrigerer Ordnung. Bekanntlich verursacht das Upwind-Verfahren erster
Ordnung wesentlich hohere numerische Diffusion als das Upwind-Verfahren zweiter
Ordnung. Im Hinblick auf die Turbulenzmodellierung kann es dadurch zu einer Verschiebung
zwischen der numerischen und physikalischen Diffuson kommen (vgl. Leonard und
Drummond, 1995). Neben der Diskretisierungsart ist die numerische Diffusion auch von der
Gitterbeschaffenheit abhangig (gitterabhangig). Aus diesem Grund muss die Gitterfeinheit
derart beschaffen sein, dass die numerische Diffusion vernachléssigbar gegeniiber den
physikalischen turbulenten Austauschvorgangen ist.

Die Validation von Turbulenzmodellen setzt eine gitterunabhangige Losung voraus, damit die
Forderung nach vernachl&ssigbarer numerischer Diffusion sichergestellt ist. Eine M6glichkeit
dies zu Uberprifen ist die Gegentberstellung der Simulationsergebnisse unterschiedlich feiner
Berechnungsgitter. Stimmt das mit dem groberen Gitter erzielte Simulationsergebnis mit dem
des feineren Gitters Uberein, so kann das erzielte Ergebnis as gitterunabhéngig betrachtet
werden.

Der Berechnungsfehler durch die Diskretisierungsweite kann mit der Richardson
Extrapolation analysiert werden (Fletcher, 2000). Die diskrete Lésung F kann in folgender
Form als Reihe dargestel It werden:

F=F +ah+a,h®>+a,h’+.... (2.157)

F, stellt die exakte Losung der Problemstellung und h die Diskretisierungsweite dar. Fir die
diskreten Lésungen F, und F, eines feinen und groben Gitters mit den Gitterabstanden h,
und h, kann bei Vernachlassigung der Glieder héherer Ordnung folgende Beziehung
abgeleitet werden (Noll, 1993):
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F-F, .. h
F, ~ Fﬁﬁ mit r =E2 (2.158)

Der Exponent p entspricht dabei dem numerischen Wert der Diskretisierungsordnung. Fihrt
man die diskrete Losung des feinen Gitters F, as Bezugswert ein, kann daraus die

Ublicherweise verwendete Beziehung (Gleichung (2.159)) zum  Studium der
Gitterunabhangigkeit abgeleitet werden (vgl. Peng, 1998 und Baumer, 2000).

E= Fz — Fl

Zur sicheren Feststellung einer gitterunabhangigen Losung sollte diese Fehlerabschétzung
zusammen mit einem Indikator zur Auswertung einer sich asymptotisch nahernden
eindeutigen L 6sung herangezogen werden.

2.6 Implementierung zusatzlicher Turbulenzmodelle in FLUENT

2.6.1 Allgemeines

Innerhalb der gegenstandlichen Arbeit wurden zu Validationszwecken Uber zwanzig
unterschiedliche Turbulenzmodelle in den CFD Code FLUENT implementiert, wobel
aufgrund numerischer Instabilitdten nur elf Modelle fur Vergleichsrechnungen herangezogen
wurden. Die Implementierung der Turbulenzmodelle erfolgte mittels ,, User-Defined Scalar
Transport Modeling - UDF*. Dadurch ist es moglich, eine nahezu beliebige Anzahl an
Transportgleichungen, die auf die Form

d d d oD
a(,oc1>)+&(puicp):87(@, 87} S, (2.160)

zurickgefuhrt werden konnen, zu I0sen. Entsprechend dem im Abschnitt 2.4.3.2.1
beschriebenen SIMPLE-Algorithmus erfolgt die Berechnung der Transportgleichungen
sequentiell. Turbulenzmodelle, die aus Stabilitétsgrinden eine gekoppelte Ldsung von
mehreren Transportgleichungen voraussetzen, konnen somit nur eingeschrankt implementiert
werden. Damit die Berechnungen moglichst effizient und parallelisiert durchgefihrt werden
kénnen, wurden die UDF Routinen mit einem C-Compiler kompiliert und in den CFD-Code
FLUENT eingelesen.

2.6.2 Implementierung der v2f Turbulenzmodelle

Die linearen und nichtlinearen v2f Turbulenzmodelle basieren auf drei Transportgleichungen
fur die turbulente kinetische Energie, die Dissipationsrate und die imaginére
Normalspannung. Darlber hinaus muss eine Helmholtzgleichung zur Berechnung des
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elliptischen Operators gel6st werden. Aufgrund der Modifikation nach einem Vorschlag von
Kalitzin (1999) konnen die Gleichungen ohne numerischen Stabilitétsverlust sequentiell
gel6st werden. Daher wurden fur die Implementierung vier skalare Transportgleichungen fir
die oben genannten Grofden Uber entsprechende Quellterme, Diffusionsterme und fir die
Transportgleichungen advektive Terme definiert. Dartiber hinaus wurde die Wirbelviskositét
zur Berechnung der turbulenten Spannungen und Flisse den Erhatungsgleichungen
Ubergeben. Dazu muss ein Zweigleichungsmodell in FLUENT aktiviert werden, ohne die von
FLUENT vordefinierten Transportgleichungen fur die turbulente kinetische Energie und
Dissipationsrate tatsachlich zu berechnen. Diese werden ohnehin Uber die selbst definierten
skalaren Transportgleichungen berechnet.

Um in Wandnéhe eine korrekte Modellierung des v2f Turbulenzmodells zu gewahrleisten,
muss noch berilicksichtigt werden, dass bel der Verwendung des SKE-Turbulenzmodells in
der wandnéachsten Rechenzeile die turbulenten Spannungen nicht Gber die Wirbelviskositét
berechnet werden, d.h. im Gegensatz zum v2f Turbulenzmodell erfolgt die Integration der
Transportgleichungen nicht vollstandig bis zur Wand. Aus diesem Grund wurde bei der
Implementierung des v2f Turbulenzmodells als Grundeinstellung immer ein LowRe
Turbulenzmodell, welches die Wirbelviskositdt zur Berechnung der turbulenten Spannungen
auch in Wandnahe verwendet, ausgewahlt.

2.6.3 Implementierung der nichtlinearen Wirbelviskositatsmodelle

Die Implementierung des Reynoldsschen Spannungstenors in die Impulsgleichung kann auf
zwel unterschiedliche Arten erfolgen. Eine Mdoglichkeit besteht darin, ein differentielles
Reynoldsstress Modell in FLUENT zu aktivieren und anstatt die vollen Transportgleichungen
tatséchlich berechnen zu lassen, die turbulenten Spannungen Uber die jeweilige algebraische
Beziehung zu bestimmen. Eine andere Méglichkeit besteht darin, das SKE-Modell mit und
ggf. ohne Low-Reynoldserweiterung zu aktivieren und in den Impulserhaltungsgleichungen
einen Quellterm, welcher Glieder hoherer Ordnung zur Berechnung des Reynoldsschen
Spannungstensors beinhaltet, hinzuzuftigen. Die zweite Methode hat den Vorteil, dass die
Wirbelviskositdt fur das gesamte Berechnungsgebiet selbst definiert werden kann. Dies ist
auch die Grundvoraussetzung fur die Implementierung nichtlinearer LowRe
Wirbelviskositdtsmodelle, deren Transportgleichungen bis zur Wand integriert werden
muissen.

Bei nichtlinearen Wirbelviskositétsmodellen kénnen numerische Probleme aufgrund des
Produktionstermes auftreten. Aus diesem Grund wurde die Berechnung des Produktionsterms
derart modifiziert, dass zu Beginn des Iterationsprozesses eine lineare Beziehung zwischen
Reynol dsspannungstensor und Deformationstensor verwendet wurde.

Dariiber hinaus wurden numerische Instabilitéten bei der Verwendung von LowRe Modellen
beobachtet. Aus diesem Grund wurden im Gegensatz zu den Originalveroffentlichungen die
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nichtlinearen Wirbelviskositdtsmodelle mit Wanduberbriickungsfunktionen in den FLUENT
Code implementiert.

2.6.4 Implementierung der differentiellen Reynoldsstress Modelle

Die Implementierung der unterschiedlichen Druck-Scher-Korrelationsmodelle erfolgte Uber
die Definition von Quelltermen in den jeweiligen Reynoldsstress-Transportgle chungen.
Dadurch konnte direkt auf den numerisch stabilen gekoppelten Loser zur Berechnung der
turbulenten Spannungen zurtickgegriffen werden.

Darliber hinaus wurden auch Versuche unternommen, die einzelnen Reynoldsstress-
Gleichungen Uber die Definition von benutzerdefinierten skalaren Transportgleichungen zu
|6sen. Die damit verbundene sequentielle Lésung des Gleichungssystems fuhrt auch bel
starker Unterrelaxation zu numerischen Instabilitéten. Aus diesem Grund besteht die einzige
Moglichkeit, die unterschiedlichen Druck-Scher-Korrelationsmodelle Uber die Definition von
Quelltermen zu implementieren. Der damit verbundene Nachteil, die Modellierung der
Wirbelviskositdt und der turbulenten Spannungen in unmittelbarer Wandndhe selbst nicht
beeinflussen zu kénnen, darf dabel nicht unbeachtet bleiben.

2.6.5 Ubersicht der verwendeten Turbulenzmodelle

Wie in den nachfolgenden Kapiteln gezeigt wird, hangt das Berechnungsergebnis wesentlich
von den verwendeten Turbulenzmodellen ab. Stromungen mit keiner ausgezeichneten
Stromungsrichtung weisen dabei eine deutlich hohere Sensibilitdt auf wie Stromungen, die
eine ausgezeichnete Stromungsrichtung besitzen. Im Besonderen bel der Berechnung der
Raumluftstromung sind daher starke Abweichungen bel der Verwendung unterschiedlicher
Turbulenzmodelle zu ewarten. Aus diesem Grund werden umfangreiche
Vergleichsrechnungen mit den im vorherigen Kapitel beschriebenen Turbulenzmodellen fir
elementare Stromungsvorgange durchgefiihrt. Zur besseren Ubersicht sind in  der
nachstehenden Tabelle die dabel verwendeten Turbulenzmodelle sowie deren
Kurzbezeichnung aufgelistet:
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Tabelle 15: Zusammenfassung der in dieser Arbeit unter suchten Turbulenzmodelle (STD-Standardmodell
in FLUENT bereitsintegriert, UDF-mittels User Defined Function und User Defined Scalarsin FLUENT

implementierte Turbulenzmodelle)

Kurzbezeichnung Beschreibung

SKE Standard k-¢ Modell (Kapitel 2.2.2.1) STD

RNG Renormalization Group k-¢ Modell (Kapitel 2.2.2.2) STD

RKE Redlizable k- Modell (Kapitel 2.2.2.3) STD

SKE-EWT k-& Modell mit Zweischichten-Wand-Modell (Kapitel 2.2.2.1 und 2.3.2.2) STD

RNG-EWT Efgzr;ngl |22)at|0n Group k-& Modell mit Zwei schichten-Wand-Modell (Kapitel 2.2.2.2 STD

RKE-EWT Realizable k-¢ Modell mit Zwei schichten-Wand-Modell (Kapitel 2.2.2.3 und 2.3.2.2) STD

V2F v2f Turbulenzmodell (Kapitel 2.2.2.4.1) UDF

V2F-DAV v2f Turbulenzmodell modifiziert nach Davidson et al. (2003), (Kapitel 2.2.2.4.1) UDF

V2F-NL Nichtlineares v2f Turbulenzmodell nach Pettersson Reif (1999), (Kapitel 2.2.3.3) UDF
Nichtlineares v2f Turbulenzmodell nach Pettersson Reif (1999) und v2f Modifikation

V2FENL-DAV nach Davidson et al. (2003), (Kapitel 2.2.2.4.1 und 2.2.3.3) UDF

KW Standard k- Modell nach Wilcox (1998), (Kapitel 2.2.2.5) STD

KW-SEC Standard k- Modell nach Wilcox (1998) mit ,,shear flow correction”, (Kapitel 2.2.2.5) STD
unter Beriicksichtigung der Gleichungen (2.72) und (2.73)

KW-SST Shear Stress Transport k-o Modell nach Menter (1994) , (Kapitel 2.2.2.6) STD

KW-PENG k-® Modell nach Peng (1998), (Kapitel 2.2.2.7) UDF

KW-KOK k-& Modell nach Kok (2000), (Kapitel 2.2.2.8) UDF

N Nichtlineares k- Modell nach Ehrhard (1999) mit Standardwandfunktion (Kapitel

SKE-NL-EHR 2231und2.3.2.1) UDF

SKE-NL-LUE Nichtlineares k-¢ Modell nach Liibcke et a. (2003) mit Standardwandfunktion (Kapitel UDE
2231und2.3.2.1)

RSM-IP Differentielles Reynoldsstressmodel | mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm und STD
Wandreflexionsterm nach Gibson und Launder (1978), Kapitel 2.2.1.1.3

RSM-IP-CL Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm und UDE
Wandreflexionsterm nach Craft und Launder (1992)
Differentielles Reynoldsstressmodel | mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm und

RSM-IP-EWT Zweischichten-Wand-Modell, Kapitel 2.2.1.1.3 STD

RSM-IP-GL Differentielles Reynoldsstressmodel | mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm und STD
Wandreflexionsterm nach Gibson und Launder (1978), Kapitel 2.2.1.1.1

RSM-IP-GY Differentielles Reynoldsstressmodell mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm und STD
Wandreflexionsterm nach Gibson und Y ounis (1986), Kapitel 2.2.1.1.1
Differentielles Reynoldsstressmodel | mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm ohne

RSM-IP-WWR Wandreflexionsterm, Kapitel 2.2.1.1.3 STD
Differentielles Reynoldsstressmodel | mit linearem Druck-Scher-Korrelationsterm und

RSM-IP-WWR-EWT Zweischichten-Wand-Modell ohne Wandreflexionsterm, Kapitel 2.2.1.1.3 STD

RSM-SSG lef_erennells Reynoldsstressmodell mit quadratischem Druck-Scher-Korrelationsterm, STD
Kapitel 2.2.1.2

RSM-CUBIC lef_erentldleﬁ Reynoldsstressmodell mit kubischem Druck-Scher-Korrelationsterm, UDF
Kapitel 2.2.1.3

RSM-TCL Differentielles Reynoldsstressmodell mit TCL Druck-Scher-Korrelationsterm, Kapitel UDF

2214
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3 Grundlagen zur Messung der Raumluftstrémung

3.1 Allgemeines

Aufgrund der niedrigen turbulenten Reynoldszahlen stellt die Messung der Raumluftstrémung
eine aulerst schwierige Aufgabe dar. Die Geschwindigkeiten sind sehr klein (ca. 0,1 bis
0,25 m/s in der Aufenthaltszone) und der Turbulenzgrad ist sehr hoch (10 bis 75 %). Es gibt
keine ausgezeichnete Stromungsrichtung und die sich meist &ndernden Randbedingungen
beeinflussen stdndig den Betrag und die Richtung der Stromung. Durch den hohen
Turbulenzgrad ist die Strémung instationdr, dreidimensional und wirbelartig ausgebildet. Es
hat sich daher als zweckmaRig erwiesen, die physikalischen GroRen durch Uberlagerung des
Mittelwertes und des Schwankungsanteils zu betrachten. Wie bereits im Abschnitt 2.1 gezeigt
wurde, kann mit Hilfe des Reynolds-Ansatzes die tatsachliche Geschwindigkeit aus der
gemittelten Geschwindigkeit U und der Schwankungsgréf3e u’ zusammengesetzt werden.

u(t)=a+u'(t) (3.1)

Prinzipiell kann die Mittelung an einem bestimmten Ort Uber ein Zeitintervall (Eulersche
Geschwindigkeit), oder Uber en Liniensegment zu einem bestimmten Zeitpunkt
(Lagrangesche Geschwindigkeit) erfolgen. Fir beide Ausdriicke verschwindet der Mittelwert
der Schwankungsgrof3en. Fur die praktische Bestimmung der mittleren Luftgeschwindigkeit
im Aufenthaltsbereich hat sich die zeitliche Mittelwertbildung durchgesetzt und wird auch
hier in weiterer Folge verwendet. Der zeitliche Mittelwert kann nach Gleichung (3.2) ermittelt
werden.

j u-dt (3.2)

Die Wahl des Integrationsintervalls T, ist dabei von auRRerordentlicher Bedeutung. Es muss

so groRR gewahlt werden, dass eine Zunahme des Integrationsintervalls keine Anderung des
Mittelwertes nach sich zieht. Die praktische Berechnung des zeitlichen Mittelwertes erfolgt
durch arithmetische Mittelung der Momentanwerte u,, .

u=

M=

I3
N m (3.9

1

3
T

N stellt die Stichprobenanzahl und der Index m die Stichprobe dar. In dieser Arbeit wird der
Turbulenzgrad Tu Uber die Schwankungsgroéf3e u’ und der mittleren Geschwindigkeit U
nach Gleichung (3.4) bestimmt.
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ur2
u

Tu= (34)

Die SchwankungsgrofRe u’ kann Uber die Standardabweichung o bestimmt werden, sodass
der Turbulenzgrad Uber die Momentanwerte u,, ermittelt werden kann.

Tu=Z mito = ii(u -u) (3.5)
u N-14" '

In elner stationdren turbulenten Stromung ist die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion von der
Zeit unabhangig. Sind die jeweiligen Integrationsintervalle grof3 genug, sind die statistischen
Mittelwerte konstant. Die turbulenten SchwankungsgrofRen haben per Definition ein
begrenztes ZeitmaR. Dieses wird als integrales Zeitmal3 T." bezeichnet. Es ist ein Maf3 fiir
das Intervall, in dem die Momentanwerte u,, miteinander Korrelieren. Das integrale Zeitmal3
charakterisiert somit die grof3en Turbulenzballen und ist ein Mal3 fir die optimale Abtastrate
(zeitlicher Messabstand). Es kann daher bei einer Abtastrate von 2-T." mit statistisch
unabhangigen Stichproben gerechnet werden. Eine Erhohung der Abtastrate bringt keine
bedeutende Zunahme der Messgenauigkeit. Eine Verringerung hingegen bringt eine Erhthung
der Messunsicherheit mit sich, da die statistische Unabhangigkeit der einzelnen Stichproben
nicht gewahrleistet ist.

Daraus folgt, dass die Messunsicherheit unter anderem von dem integraen Langenmal}
L™ =U-T." abhéngt. Ist die Langenskala bekannt und existiert ein Schétzwert fur die

mittlere Geschwindigkeit U, kann das integrale Zeitma? T." berechnet werden. Damit |&sst

sich die optimale Abtastrate At=2-T" bestimmen. Wird die Anzahl der unabhingigen
Stichproben N vorgegeben, erfolgt die Abschézung des Vertrauensbereiches und der
Genauigkeit Uber das Verfahren der Konfidenzintervalle (Papula 1997 und Woisetschléager
2001). Die erforderliche Gesamtmesszeit kann somit Uber T.* = N - At berechnet werden.

Zur Einhaltung einer vorgegebenen Fehlerschranke ist eine bestimmte Anzahl an statistisch
unabhangigen Stichproben (Samples) notwendig. Die erforderliche Anzahl kann Uber das
Verfahren der Konfidenzintervalle bestimmt werden (Woisetschlager, 2001). Dabei geht man
von einer normalverteilten Momentangeschwindigkeit aus. Definiert man die relative
Fehlerschranke des Mittelwertes f,, der Standardabweichung f_ und des Turbulenzgrades

f;, entsprechend den Gleichungen (3.6) bis (3.8)

(3.6)
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foxlem 3.7
c - . ()
¢ _+Tugem—Tu a8
Tu = — TU ()

kann die erforderliche Stichprobenanzahl in Abhangigkeit des Turbulenzgrades bzw. der
Standardabweichung und der relativen Fehlerschranke berechnet werden. Fir die mittlere
Geschwindigkeit und den Turbulenzgrad wurde eine derartige Berechnung durchgefiihrt. Als
Berechnungsgrundlage diente ein Vertrauensbereich von 95%. Abb. 10 zeigt das
Berechnungsergebnis fir den innerhalb der Raumluftstromung interessierenden Bereich.

mittl. Geschwindigkeit Turbulenzgrad

fTu=iO.02

|

+0.05

+0.10

Stichprobenanzahl N [1]
<)
Stichprobenanzahl N [1]
=
o

W

0 02 04 06 08 0 02 04 06 08
Tu [1] Tu [1]

Abb. 10: Anzahl der notwendigen statistisch unabhangigen Stichproben zur Einhaltung der vorgegebenen
Genauigkeit bei einem Vertrauensbereich von 95%

Demnach sind bel einem Turbulenzgrad von 0,7 ca. 200 statistisch unabhangige Stichproben
notwendig, um den Messfehler bei der Bestimmung der mittleren Geschwindigkeit unter 10%

zu halten.® Um dieselbe Genauigkeit bei der Bestimmung des Turbulenzgrades gewahrleisten
zu koénnen, sind 3000 stati stisch unabhangige Stichproben erforderlich.

Es ist auch ersichtlich, dass be festgehaltener Stichprobenanzahl die Genauigkeit vom
Turbulenzgrad abhéngt. Die relative Fehlerschranke der mittleren Geschwindigkeit,
Standardabweichung und somit des Turbulenzgrades ist bei konstantem Vertrauensbereich
eindeutig durch die Stichprobenanzahl festgelegt. Fur eine 95%ige Wahrscheinlichkeit ist
diesein Abb. 11 dargestellt. Ist eine Fehlerschranke von 10% zuléssig, sind demnach ca. 200
statistisch unabhangige Stichproben notwendig.

% Streng genommen gilt dies fiir 95% aller Falle.
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Abb. 11: Anzahl der notwendigen tatistisch unabhangigen Stichproben zur Bestimmung der
Standardabweichung in Abhangigkeit der Fehlerschranke (Wahrscheinlichkeit 95%)

Wenn die Auswirkungen auf den Turbulenzgrad unberiicksichtigt bleiben, hat bei
vorgegebener Unsicherheit die mittlere Geschwindigkeit keinen Einfluss auf die erforderliche
Stichprobenanzahl. Sie hat aber im Zusammenspiel mit dem integralen Langenmald einen
wesentlichen Einfluss auf die Abtastrate. Das integrale Zeitmal? T." kann Uber das integrale

Langenmal? L™ und die mittlere Geschwindigkeit U folgendermalien berechnet werden:

) Lint
Tlnt ~ s
s U (3.9)
Damit die erforderliche Messdauer ermittelt werden kann, ist ein geeigneter Wert fur das
integrale Langenmald erforderlich. Dieses ist von der jeweiligen Strémungssituation und vom
Ort abhéngig. Melikov et al. (1988) gibt fir eine auftriebsinduzierte Raumluftstromung im
Bereich der Aufenthatszone LT ~0,2m an. Zur Abschdtzung kann dieser Wert

herangezogen werden.

3.2 Messfehler von richtungsunabhangigen Anemometern

Die Voruntersuchungen der in dieser Arbeit beschriebenen Raumluftstromungsversuche
wurden mittels richtungsunabhéngiger thermischer Omnimetersonden mit einem Messbereich
von 0,05-1 m/s vom Typ 54T21 Fabrikat Dantec (Dantec, 1999) durchgefuhrt (vgl. Heschl,
2002). Aus diesem Grund wird in diesem Abschnitt deren Verwendung fir die
messtechnische Erfassung der Geschwindigkeitsverteilung in belUfteten R&umen kritisch
hinterfragt.

Die Omnimetersonden bestehen jeweils aus zwel mit einem dinnen Nickel-Film
beschichteten Quartz-Kugeln. Die Kugeln besitzen einen Durchmesser von 3 mm und einen
Abstand von 20 mm. Sie sind ein Bestandteil eines elektrischen Schaltkreises, welcher eine
Wheatstone-Briicke beinhaltet. Uber den Schaltkreis wird Strom (ber den diinnen Nickel-
Film geleitet, so dass bei Abgleich der Briicke sich eine Temperaturdifferenz zwischen den
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beiden Sensoren von 30 K enstellt. Dabei besitzt der kéltere Sensor nahezu
Umgebungstemperatur.

Der Nickel-Film besitzt einen positiven Temperaturkoeffizienten. Dadurch steigt der
elektrische  Widerstand mit wachsender Temperatur. Be  sich  andernden
Stromungsbedingungen andert sich die Ubertragene Warmeleistung und somit die Temperatur
sowie der elektrische Widerstand des Sensors. Der elektrische Schaltkreis versucht Uber die
Regulierung des Stromes die Bricke stéandig abzugleichen. Die dabel abgegriffene
Brickenspannung korreliert mit der Stromungsgeschwindigkeit der vorbeistreichenden Luft.
Die wesentlichen Einflussgréfen auf die Genauigkeit derartiger thermischer
Omnimetersonden haben Loomans und Schijndel (2002) numerisch und experimentell
untersucht.

Der kéltere Sensor wird zur Temperaturkompensation herangezogen. Er efasst die
Umgebungstemperatur, damit der warmere Sensor auf einer konstanten Ubertemperatur
gehalten werden kann. Das Prinzip zur Messung der Umgebungstemperatur fordert dabei eine
geringfligig hohere Temperatur des kalten Sensors als die Umgebungstemperatur. Daraus ist
ableitbar, dass eine Geschwindigkeitsdifferenz zwischen den beiden Sensoren zu einer
Anderung des konvektiven Warmetransportes fiihrt und damit eine Abweichung der erfassten
Geschwindigkeit nach sich zieht. Loomans und Schijndel (2002) konnten nachweisen, dass
bei einer Anstromgeschwindigkeit von 0,5 m/s des warmeren Sensors und von 0,0 m/s des
kélteren Sensors eine Abweichung von ca. 26% entsteht. Um grof3e Messfehler zu vermeiden,
sind grofe Geschwindigkeitsgradienten, wie sie z.B. in Grenzschichten auftreten kdnnen, zu
vermeiden. Die Auswirkungen der zeitlich variierenden Gradienten, hervorgerufen durch
vorbeistreichende Turbulenzballen, kdnnen jedoch aus den Untersuchungen nicht abgeschétzt
werden.

Besitzt die Raumluft eine ausgepragte Temperaturschichtung sodass die beiden Sensoren
einer unterschiedlichen Lufttemperatur ausgesetzt sind, muss nach Loomans und Schijndel
(2002) mit einem Fehler von ca. 10% gerechnet werden, wenn die Lufttemperaturdifferenz
zwischen den beiden Sensoren 1K betrdgt. Der Temperaturgradient zwischen den beiden
Sensoren sollte daher moéglichst gering gehaten werden. Die Ergebnisse aus Melikov et al.
(1987) weisen darauf hin, dass durch die turbulenten Schwankungen der maximae
Temperaturgradient 0,3 K/0,02 m betragen kann. Dantec (1999) gibt lediglich den Messfehler
aufgrund von Temperaturabweichungen zwischen den Mess- und Kalibrierbedingungen an.
Demzufolge betragt der maximale Messfehler £0,25 %/K bezogen auf das Ausgangssignal
(Spannungsausgang von 0-5V).

Melikov et a. (1998) untersuchten den Einfluss von Geschwindigkeitss und
Temperaturschwankungen bei unterschiedlichen Amplituden und Frequenzen auf die
Messgenauigkeit des Mittelwertes und der Standardabweichung dreier unterschiedlicher
Omnimetersonden. Sie zeigten, dass die stochastische Geschwindigkeitsschwankung keinen
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signifikanten Einfluss auf die Messgenauigkeit hat. Der Einfluss der Amplitude und die
Frequenz der Temperaturschwankungen ist ebenfalls bei der Bestimmung der mittleren
Geschwindigkeit vernachldssigbar. Bel einem Sondentyp wurde jedoch die gemessene
Standardabwei chung durch die Temperaturfluktuationen deutlich beeinflusst.

Die Temperatur der Umschlief3ungsfléchen beeinflusst durch den Strahlungsaustausch den
Warmetransport der Sonden. Um eine moglichst geringe Sensibilitdt beziglich der
Waéarmestrahlung zu erhalten, besitzen die Sensoren einen Nicke-Film mit einem
Absorptionskoeffizient von 0,2. Messungen bei ener um 5K hoheren mittleren
Strahlungstemperatur und nachfolgende Simulationen deuten darauf hin, dass der Einfluss
vernachlassigbar ist (Loomans und Schijndel, 2002).

Den Messfehler, hervorgerufen durch unterschiedliche relative Luftfeuchtigkeiten, gibt
Schubauer (1935) fur eine Luftfeuchtigkeit zwischen 25% und 70% mit 6% an. Loomans und
Schijndel (2002) geben einen Messfehler von <<0,1% pro % relative Luftfeuchtigkeit an, und
er kann demnach vernachlassigt werden.

Der beheizte Geschwindigkeitssensor verursacht eine entgegen der Gravitationskraft
gerichtete frele Konvektionsstromung. Diese steht in Wechselwirkung mit  der
Grundstromung und verursacht in Abhangigkeit der Hauptstromungsrichtung einen
Messfehler. Popiolek et al. (1998) untersuchten vier unterschiedliche Sensoren zur Erfassung
der Raumluftgeschwindigkeit. Demnach ist — dhnlich wie bei den Hitzdrahtanemometern —
der Einfluss Gber einer mittleren Stromungsgeschwindigkeit von 0,15 m/s vernachlassigbar.
Nach Loomans (1998) ist bei einer mit 0,1 m/s aufwérts gerichteten Grundstromung eine
Uberbewertung von 0,007 m/s zu erwarten. Eser (1990) hat ebenfalls den Einfluss der
Eigenkonvektion thermischer Anemometer untersucht und gibt fir einen gleichartig
angestromten HeifRleiter mit einer Ubertemperatur von 25K eine Uberbewertung von ca
0,007 m/s an.

Aufgrund des hohen Turbulenzgrades der Raumluftsstromung und der damit verbundenen
stochastischen  Geschwindigkeitsvertellung andert sich die Anstréomrichtung des
Anemometers standig. Die Konstruktion der beschriebenen Omnimetersonden ermdglicht
jedoch nur den Betrag der Geschwindigkeit zu ermitteln. Demzufolge kénnen keine negativen
Geschwindigkeiten erfasst werden. Dies hat fir die gemessene Wahrscheinlichkeitsverteilung
schwerwiegende Konsequenzen, die bereits von Graff (1979) ausfuhrlich diskutiert wurden.
Es sai vorausgesetzt, dass der Betrag der Geschwindigkeit immer richtig angezeigt wird und
das Messergebnis ausschliefdlich durch die Messcharakteristik verfalscht wird. Da das
Anemometer aufgrund seiner Messcharakteristik nur die Betrdge erfasst, werden die
Wahrscheinlichkeitsdichten der negativen Momentangeschwindigkeiten den
Geschwindigkeiten vom gleichen Betrag im positiven Bereich zugeschlagen (vgl. Gréff,
1979). Dies hat zur Folge, dass die Haufigkeitsverteilung der eigentlich normalverteilte
Momentangeschwindigkeit asymmetrisch ist. Zur Verdeutlichung ist in Abb. 12 die
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Haufigkeitsverteilung ener normalverteilten Momentangeschwindigkeit und die
asymmetrische Verteilung aufgrund der Anemometercharakteristik dargestellt.

T T
‘ | e normalverteilt
o = asymmetr. Verteilun
51 * re ‘ D Yy g ||

-

x 10°
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Abb. 12: Einflussder Anemometerchar akteristik auf das Verteilungsgesetz (vgl. Graff, 1979)

In Abhéngigkeit des Turbulenzgrades ergeben sich dadurch Messfehler hinsichtlich der
mittleren Geschwindigkeit und implizit wiederum des Turbulenzgrades. Der damit
verbundene relative Fehler wurde theoretisch untersucht. Als Berechnungsgrundlage diente
eine normalverteilte Zufallszahlenrethe mit 1000 Samples (generiert mit der Statistic Toolbox
Matlab, 2002). Die mittlere Geschwindigkeit wurde zwischen 0,1 und 1,0 m/s variiert und die
Standardabwei chung wurde Uber den Turbulenzgrad (Wertebereich 10% bis 80%) festgel egt.
Abb. 13 zeigt die ermittelten Messfehler in Abhéngigkeit des Turbulenzgrades aufgrund der
Richtungsunabhéngigkeit der thermischen Omnimetersonde.
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Abb. 13: Messfehler durch die Richtungsunabhngigkeit bei einer normalverteilten eindimensionalen
Strémung

Korrespondieren die beschriebenen Annahmen mit der tatsachlichen
Geschwindigkeitsverteilung, kann davon ausgegangen werden, dass bis zu enem
Turbulenzgrad von 40% der Fehler durch die Richtungsunabhéngigkeit der Messsonde
vernachlassigt werden kann. AulRerhalb dieses Bereiches wird aufgrund der nicht richtigen



Grundlagen zur Messung der Raumluftstrémung 91

Erfassung der negativen Werte die mittlere Geschwindigkeit Uberschdtzt und der
Turbulenzgrad unterschétzt. Die Anemometercharakteristik verzerrt die Vertellung der
Momentangeschwindigkeiten, sodass eine auf Normalverteilung stiitzende Auswertung das
Messergebnis verfa scht.

Der Einfluss der tatsachlichen Anemometercharakteristik hat einen etwas anderen Verlauf, da
eine Richtungsempfindlichkeit Uber den Raumwinkel vorhanden ist. Die in Abhangigkeit des
Winkels um die Langs- und Hochachse zu erwartende Abweichung ist in Abb. 14 fur eine
Referenzgeschwindigkeit von 0,25m/s dargestellt (vgl. Dantec, 1999).
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Abb. 14: Einfluss der Anstrémrichtung auf die M essgenauigkeit (Refer enzgeschwindigkeit 0,25m/s) nach
Dantec (1999)

Aus den Messergebnissen nach Eser (1990) kann man ableiten, dass die relativen
Abweichungen aufgrund der Richtungsempfindlichkeit fur die mittleren Geschwindigkeiten
von 0,15 m/s und 0,60 m/s ahnlich sind. Daher konnen die in Abb. 14 dargestellten
M essergebnisse auf den interessierenden Bereich (0,15 bis 1 m/s) Ubertragen werden.

Dantec (1999) gibt den maximalen Messfehler mit £5% fir die mittlere Geschwindigkeit und
+10% fir die Standardabweichung innerhalb eines Raumwinkels von 0-3,97 an. Fir eine
normal zur Langsachse gerichtete Stromung wird eine maximale Messunsicherheit von
+0,01m/s + 0,01U angegeben.

Zur korrekten Erfassung der turbulenten Schwankungsgrof3en ist eine der Strémung
angemessene Zeitkonstante notwendig. Nach Melikov et a. (1990) besitzen die turbulenten
Schwankungen innerhalb der Raumluftstrémung einen geringen Frequenzbereich (0,01-20Hz)
und werden wesentlich von der Raumposition und von der Liftungsstrategie beeinflusst. Die
Abmessungen der grof3en Turbulenzbalen sind von den Raumgeometrien abhéngig. Die
relativ grofRen Raumabmessungen lassen relativ grof3e Turbulenzballen mit geringen
Frequenzen entstehen. Da die grofen Turbulenzballen einen erheblichen Einfluss auf die
mittlere Geschwindigkeit und die Standardabweichung haben, ist eine zeitliche Auflésung bis
in den oberen Frequenzbereich (20Hz) nicht notwendig. Eine Empfehlung Uber die
Anforderung des Zeitverhaltens kann dem Untersuchungsbericht des EU Projektes MAT1
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CT93-0039 (1997) entnommen werden. Demnach soll bel einer Frequenz von 2 Hz der
Messfehler zur Bestimmung der Standardabweichung <+10% sein. Abb. 15 zeigt fUr die in
den Voruntersuchungen (Heschl, 2002 und Heschl et a., 2002) verwendeten
Omnimetersonden die relative Abweichung zwischen der gemessenen und tatsachlichen
Standardabweichung in Abhéngigkeit der Frequenz. Bei einer Frequenz von 2 Hz liegt der
Messfehler aufgrund der thermischen Tragheit der Sonde deutlich unter £10%.
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Abb. 15: Verhaltnis zwischen gemessener und tatsachlicher Standardabweichung in Abhangigkeit der
Frequenz der Geschwindigkeitsschwankungen nach Dantec (1999)

3.3 Grundlagen der Particle Image Velocimetry (PIV)

3.3.1 Funktionsweise

Die Particle Image Velocimetry ist ein optisches und somit nicht intrusives Verfahren zur
Messung der Stromungsgeschwindigkeit in einer Ebene. Da transparente Fluide wie Luft
optisch schwer zu erfassen sind, werden der Stromung Tracerpartikel beigefligt. Zur
moglichst genauen Messung der Stromungsgeschwindigkeit missen daher die Tracerpartikel
moglichst schlupffrel der Stromung folgen und guinstige optische Eigenschaften besitzen, die
eine optimale Beobachtung der Partikel bewegung ermdglicht.

Sind diese Grundvoraussetzungen gegeben, kann die Geschwindigkeit mittels
Differenzenquotient aus zurtickgelegter Weglange und Zeitspanne bestimmt werden. Dazu
werden die sich im Fluid befindlichen Tracerpartikel in einem definierten zeitlichen Abstand
zweimal beleuchtet und deren Streulicht mit einer CCD-Kamera (Charge-Coupled Device)
aufgenommen. Zur Beleuchtung wird dabei ein Laserlichtschnitt mit hoher Intensitét
verwendet, dessen Wellenlangenbereich sowie der Durchmesser der Tracerpartikel glinstige
Streueigenschaften erlaubt. Die CCD-Kamera besitzt einen Zwischenspeicher, sodass auch
bei geringem zeitlichem Abstand zwischen den beiden Lichtpulsen das Streulicht der
Tracerpartikel auf zwei getrennte Bilder aufgenommen werden kann. Die Doppelbilder
erlauben somit eine direkte Zuordnung der Partikelverschiebungsrichtung. Bei dem in dieser
Arbeit verwendeten PIV-System werden die elektrischen Ladungsverteilungen der diskreten
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lichtempfindlichen Flachen des CCD-Chips ausgelesen und mit einer Framegrabber-Karte
digitalisiert und als digitalisiertes Doppel graustufenbild im Rechner rekonstruiert.
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Abb. 16: M essprinzip Particle Image Velocimetry (Dantec, 2000)

Die Auswertung der digitalen Doppelbilder erfolgt rechnergestiitzt. Zunachst werden die zwei
Bilder in sogenannte Abfragefenster (engl. Interogation Areas), deren Grolie Uber die Anzahl
an Pixel bestimmt werden kann, unterteilt. Die Bestimmung des V erschiebungsvektors erfol gt
jewells fur diese Abfragefenster, sodass der Verschiebungsvektor somit eine réumliche
Mittelung aler Partikelverschiebungen innerhalb dieses Abfragefensters darstellt. Der
statistische Zusammenhang  (dominierende  Verschiebungsvektor)  zwischen  den
Abfragefenstern des ersten Bildes und den Abfragefenstern des zweiten Bildes wird Uber die
Kreuzkorrel ationsfunktion bestimmit.

Aufnahme 1 (Zeitpunkt t): Aufnahme 2 (Zeitpunkt t+ At)

Interrogation
. Areas |
i “

o Dk

Kreuzkorrelationsfunktion
(zweidimensional)

Abb. 17: Links: Unterteilung der Doppelbilder im Abfragefenster. Rechts: zugehérige
Kreuzkorrelationsverteilung (Tropea et al. 2005)

Die Abb. 17 zeigt die Aufteilung der Doppelbilder im Abfragefenster sowie die
zweidimensionale Kreuzkorrelationsfunktion. Der dominierende Verschiebungsvektor ist

deutlich als Peak in der Korrelationsebene sichtbar. Der unkorrelierte Bereich ist hingegen als
zuféllige Schwankung in der ganzen Ebene verteilt.
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3.3.2 Fehlerquellen bei der Particle Image Velocimetry

3.3.2.1 In-plane-loss-of-pairs

Die Korrelationsfunktion wird auf endliche Grundgebiete abgebildet. Zwischen den beiden
Belichtungen konnen einzelne Partikel in das Teilbild hinzukommen und andere wiederum
das Teilbild verlassen. Dieses as ,in-plane-loss-of-pairs® bekannte Problem erhtht das
Hintergrundrauschen und verringert das Korrelationsmaximum, da Tracerpartikel korreliert
werden, die nicht in beiden Tellbildern vorkommen. Aus diesem Grund muss die Grof3e des
Abfragefensters derart gewéhlt werden, dass die maximale Verschiebung der Partikel gruppen
ein Viertel der Teilbildgréfe nicht Gberschreitet.

3.3.2.2 Out-of-plane-loss-of-pairs

Die Tracerpartikel bewegen sich auch senkrecht zur Ebene des Lichtschnittes. Dadurch
kénnen zwischen den beiden Belichtungen Partikel aus der Lichtschnittebene verschwinden
bzw. es kdnnen Partikel in die Lichtschnittebene hinzukommen. Wie beim ,,in-plane-loss-of -
pairs* Problem verringern sich dadurch die Korrel ationsmaxima und das Hintergrundrauschen
wird verstarkt. Aus diesem Grund sollte die Verschiebung der Partikel senkrecht zum
Lichtschnitt maximal ein Viertel der Lichtschnittdicke betragen.

3.3.2.3 Velocity bias

Besitzt die zu messende Stromung starke Geschwindigkeitsgradienten, kann es dazu kommen,
dass die schnellen Partikel weder auf dem ersten noch auf dem zweiten Tellbild erscheinen
und somit nicht zur Korrelation beitragen. Es werden nur die langsamen Partikel erfasst und
somit zu geringe Geschwindigkeiten ermittelt. Nach Pust (2001) kann der ,Velocity bias’
durch die Verwendung einer Teilbildgrofde, bei der die Geschwindigkeitsunterschiede der
einzelnen Partikel weniger als funf Prozent betragt, vernachlassigt werden.

3.3.2.4 Subpixel Interpolation und Peak locking

Da man die Korrelationsfunktion nur als diskrete Verteilung Gber dem Pixelgitter erhalt, ist
die Genauigkeit, mit der der Verschiebungsvektor bestimmt wird, wesentlich von der
Auflésung der CCD-Kamera abhangig. Durch geeignete Bildverarbeitungsmethoden kann die
Genauigkeit der Bestimmung der Partikel positionen aus den Bilddaten wesentlich verbessert
werden, sodass die Unsicherheit deutlich unterhalb der Auflésung der Kamera liegt. In der
Regel werden Fit-Funktionen verwendet, die die Form des Korrelationsmaximums gut
nachbilden kénnen. Eingesetzt werden parabolische Fit- oder Gauf3-Fit (Drei-Punkt-Schétzer)
-Funktionen die die Nachbarwerte zur Berechnung des lokalen Korrelationsmaximums
heranziehen.
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3.3.3 Koordinatentransformation

Die Umrechnung der Bildkoordinaten in die Objektkoordinaten erfolgt mit einem
Kalibrationsverfahren, das mit der Aufnahme und spédteren Bildverarbeitung eines
Rasterbildes arbeitet. Das Rasterbild weist gleich grof3e schwarze Punkte auf deren Absténde
aquidistant sind und sich auf einem weil3en Hintergrund befinden. Lediglich in der Mitte des
Kalibrierbildes befinden sich unterschiedlich grof3e Punkte. Diese dienen zur eindeutigen
Zuordnung des K oordinatenursprungs.

Mit einem Algorithmus, der die einzelnen Punkte detektieren kann, wird das Punktfeld
zundchst im Pixelfeld des Bildes rekonstruiert. Die genaue Positionsbestimmung der
einzelnen Punkte ist der Ausgangspunkt fir eine zweidimensionale Polynomapproximation.
Die Approximation ermoglicht die direkte Berechnung der Koeffizienten der
Transformationsmatrix zur Rickprojektion des Bildes in die rechtwinklige Metrik des
physikalischen Raumes. Das in dieser Arbeit verwendete PIV-System erlaubt eine
Approximation 1. und 3. Ordnung zu verwenden. Im Gegensatz zur linearen Approximation
ermdglicht die  nichtlineare = Approximation die  Erfassung nichtlinearer
Abbildungsverzerrungen, wie sie von realen Kameralinsen (z.B. kissenformige
Verzeichnungen) oder von komplexen Brechungsvorgangen verursacht werden.

3.3.4 Validation

Durch Stéreinflisse bei der Bildaufnahme (Rauschen, Reflexionen, Bildfehler usw.) und
durch im Abschnitt 3.3.2 beschriebene Fehlerquellen werden an manchen Positionen zufallige
Verschiebungen generiert, die sich deutlich von der Umgebung abheben. Aus diesem Grund
muss aus dem fehlerbehafteten Rohvektorfeld ein validiertes Vektorfeld erzeugt werden.
Daher werden die Rohvektorfelder zusétzlichen Bearbeitungsschritten unterzogen, bei denen
die Fehlvektoren durch einen Vergleich mit ihrer lokalen Umgebung erkannt, eliminiert und
ersetzt werden.

Im Zuge dieser Arbeit werden zwel unterschiedliche Validierungsalgorithmen eingesetzt. Ein
Verfahren identifiziert fehlerbehaftete Vektoren durch den Vergleich der Peakhdhe des
globalen Maximums im Korrelogramm mit anderen lokalen Maxima. In der Regel wird der
Grenzwert, ab dem die Korrelation als eindeutig identifiziert wird, als Quotient zwischen dem
hochsten und dem zweithdchsten Peak nach Gleichung (3.10) definiert.

hochster Peak
2weithochster Peak

(3.10)

Keane und Adrian (1992) schlagen einen Wert fur k = 1,2 vor.

Das zweite Vaidierungsverfahren wird as ,Moving-average validation“ bezeichnet und
vergleicht den korrelierten Verschiebungsvektor mit den Nachbarvektoren. Dabei geht man
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von der Vorstellung aus, dass die Anderung der Geschwindigkeit zu den Nachbarvektoren
klein ist. Werden grole Geschwindigkeitsdnderungen zu den Nachbarvektoren festgestellt,
wird der berechnete Verschiebungsvektor fur dieses Abfragefenster nicht verwertet. Die
praktische Umsetzung erfolgt Uber folgende Beziehungen:

”v(x, y)-v(x, y)” >k (3.11)
Iv(x, )% Y = {(x,y), =V ), )+ (M y), —vix ), ) (3.12)
k=a rg§x||v(x, y)-v(xy) (3.13)

v(x, y) entspricht der tiber die Nachbarvektoren gemittelten Geschwindigkeit. Die Anzahl der

Nachbarvektoren kann dabel selbst definiert werden. Die Berechnung des Grenzwertes k
erfolgt Uber den Akzeptanzfaktor o . Wird ein Akzeptanzfaktor von o =0 gewahlt, werden
alle Vektoren verworfen. Ist hingegen der Akzeptanzfaktor o =1 werden ale Vektoren als
gultig anerkannt. Eine algemein begriindete Empfehlung fir die Wahl des Akzeptanzfaktors
gibt es nicht. Der Hersteller des verwendeten PIV-Systems empfiehlt jedoch einen
Akzeptanzfaktor zwischen « =001 und «a =010 (Dantec, 2002). Eine detaillierte
Beschreibung der ,, Moving-average validation” Methode ist in Host-Madsen und McClusky
(1994) enthalten.

3.3.5 Stereo PIV Messverfahren

Die Particle Image Velocimetry setzt voraus, dass die Geschwindigkeitskomponenten normal
zur Lichtschnittebene gering sind (vgl. Abschnitt 3.3.2.2). Die messtechnische Erfassung von
Sekundarstromungen (Strémungen, die quer zur Hauptstromungsrichtung gerichtet sind) ist
somit nur bel geringen Geschwindigkeiten normal zur Bildebene mdglich.

Durch die stereoskopische Betrachtung der Tracerpartikel mit zwei Kameras aus
unterschiedlichen  Blickwinkeln kann die Stromungskomponente senkrecht  zur
Lichtschnittebene bestimmt werden. Dazu missen beide Kameras denselben Bildausschnitt
besitzen und bei der Kalibrierung die geometrische Information in die dritte
Raumkoordinatenrichtung berlicksichtigt werden. Die Kalibrierung erfolgt dabel mit
demselben Kalibrierbild, welches fur die zweidimensionale PIV Verwendung findet. Die
Tiefeninformation wird dabel durch die digitale Aufnahme der Kalibrierbilder bel
unterschiedlichen Abstdnden zwischen den Kameras und dem Kalibrierbild erlangt. Die
Anderung des Abstandes muss dabei sehr sorgféltig vorgenommen werden, da aus dieser der
Verschiebungsweg in die dritte Raumkoordinatenrichtung direkt bestimmt wird.
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4 Verifikation bestehender Turbulenzmodelle

4.1 Allgemeines

In diesem Kapitel wird das Potential der im Abschnitt 2.2 beschriebenen Turbulenzmodelle
zur Berechnung von Raumluftstromungen systematisch diskutiert. Um ene isolierte
Betrachtung der wesentlichen Stromungseffekte zu ermdglichen, erfolgt die Validierung
anhand einfacher und in der Literatur gut dokumentierter StrOmungssituationen. Eine
Ubersicht der betrachteten Stromungen und deren untersuchten Stromungseffekte ist in der
Tabelle 16 zusammengefasst.

Tabelle 16: Ubersicht tiber die untersuchten Strémungssituationen sowie der en wesentlichen Effekte

Effekte

< g £

c c o = N E

S 1S& | 2| 2

5 235 < S o

£ 8 | Z s S

= — c - £

o 3 ; | B S

Bezeichnung der Strémung o 5 Z%
ebener Kanal 2D X - -
ebener Freistrahl 2D - X -
ebener Wandstrahl 2D X X -
Raumluftstromung (Annex 20) 2D - X -
quadratischer Kanal 3D X - X
dreidimensionaler Wandstrahl 3D X X X

Die Fahigkeit, den turbulenten Impulsaustausch im Bereich freler Scherstromungen
(Entrainment) berechnen zu kdnnen, wird durch den Vergleich mit experimentellen Daten von
Freistrahlen, Wandstrahlen und einer zwei dimensionalen Raumluftstromung analysiert.

Zur Beurteilung der Vorhersagegenauigkeit der Redistribution der turbulenten
Normalspannungen in  unmittelbarer Wandnéhe und der damit verbundenen
turbulenzinduzierten Sekundarstromungen werden zweidimensionale Kana stromungen, zwel -
und dreidimensionale Wandstrahlen und die Durchstrdomung eines quadratischen Kanals
herangezogen.
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Die Beschreibung der verwendeten Berechnungsgitter sowie die Ergebnisse der
Gitterunabhangigkeitsprifung sind im Anhang fir die jeweiligen Testfdle zusammengefasst.

4.2 Durchstrémung eines ebenen Kanals

Aufgrund der Verfugbarkeit umfangreicher DNS-Daten und der sehr einfachen Geometrie
eignet sich die Durchstromung eines zweidimensionden Kanals besonders gut zur
Validierung der Turbulenzparameter. Das dazu verwendete Berechnungsgebiet ist in Abb. 18
dargestellt. Zur Reduktion des Rechenaufwandes wurden periodische und in der Kana mitte
symmetrische Randbedingungen verwendet. Als charakteristischer Parameter wurde die
turbulente Reynoldszahl in Abhangigkeit der Wandschubspannungsgeschwindigkeit
herangezogen.

Die in diesem Abschnitt diskutierten Berechnungsergebnisse liegen einer turbulenten
Reynoldszahl von Re, =590 zu Grunde. Die zum Vergleich herangezogenen DNS Daten
wurden aus Moser e a. (1999) entnommen. Da enige Modelle

Wanduberbriickungsfunktionen verwenden und einige Modelle eine LowRe-Erweiterung
besitzen, wurden zwei Berechnungsgitter erstellt. Das LowRe-Gitter wurde mit einem

dimensionslosen Wandabstand der ersten Rechenzelle von y* <1 und das HighRe-Gitter mit
y" ~30 erstellt. Die Anzahl der Zellen in y-Richtung betrug fir das LowRe- und fir das

HighRe-Gitter ca. 100. Die Berechnungsergebnisse sind in den Abb. 19 bis 26 dargestellt. Die
Kanalmitte befindet sich bei y/(05H)=1.

y
periodische periodische
Randbedingung NS i ’ R, Randbedingung
A \ ;
S .
Auswerteebene |
Strahlprofile  \|——=

Y 1

|

Abb. 18: Darstellung des verwendeten Berechnungsgebietes inkl. Koordinatenzuordnung und
Auswerteebene
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Abb. 19: Vergleich der LowRe K -& Zweigleichungsmodelle (Ber echnungsgitter y*<1)
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Abb. 20: Vergleich der K-@ Zweigleichungsmodelle (Berechnungsgitter y*<1)
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Abb. 21: Vergleich der LowRe Viergleichungsmodelle (Ber echnungsgitter y*<1)
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Abb. 22: Vergleich der nichtlinearen Wirbelviskositatsmodelle (Berechnungsgitter y'<1)
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Abb. 24: Vergleich der K-& Zweigleichungsmodelle (Ber echnungsgitter y* = 30)
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Abb. 25: Vergleich der Reynoldsstress Turbulenzmodelle (Ber echnungsgitter y* = 30)
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Abb. 26: Vergleich der Reynoldsstress Turbulenzmodelle (Ber echnungsgitter y* = 30)
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Der Vergleich zwischen den berechneten Geschwindigkeitsprofilen zeigt, dass mit den k —&
und k- Turbulenzmodellen sehr gute Ubereinstimmungen mit den DNS-Daten erzielt
werden. Die v2f-, nichtlinearen Wirbelviskositats- und Reynoldsstressmodelle (ausgenommen
bei Verwendung des SSG Druck-Scher-Korrelationsterms) hingegen weisen deutliche
Abweichungen auf. Bei den v2f-Modellen ist dies durch den verwendeten Wert fir die
Modellkonstante C,, zu begrinden. Die in der Literatur vorgeschlagenen Modifikationen

(z.B. Durbin, 1995; Lien und Durbin, 1996; Lien et al., 1998; Durbin und Pettersson Reif,
2001) bringen zwar fur die Kanalstromung ene Verbesserung, fihren aber bei
zweidimensionalen Raumluftstromungen in der Nahe feststehender Wénde zu einer
Unterschatzung der Strahlausbreitungsrate. Aus diesem Grund finden diese Modifikationen in
dieser Arbeit keine Verwendung und werden daher auch nicht weiter diskutiert.

In Abb. 23, 25 und 26 sind sehr gut die Unterschiede der Berechnungsergebnisse bei der
Verwendung unterschiedlicher Druck-Scher-Korrelationsterme zu erkennen. Bel der linearen
LowRe-Version (RSM-IP-EWT und RSM-IP-WWR-EWT in Abb. 23) werden zu geringe
Stromungsgeschwindigkeiten berechnet. Besonders bemerkenswert ist dabei die Zunahme der
Abweichung bel Vernachlassigung des Wand-Reflexions-Terms. Ursache dafir ist die
unzuldngliche Korrektur des Druck-Scher-Korrelationsterms  fir  die  turbulente
Schubspannung in unmittelbarer Wandnéhe. Lt. Abb. 26 werden bel Verwendung von
Wanduberbrickungsfunktionen die genauesten Ergebnisse mit dem SSG Druck-Scher-
Korrdlationsterm erzielt. Das RSM-CUBIC Modell weist hingegen die grofien
Abweichungen auf. Der Grund liegt in der deutlich zu gering vorhergesagten turbulenten
Schubspannung. Gemal3 Abb. 25 werden bei der Verwendung des linearen Druck-Scher-
Korrelationsterms mit Wanduberbriickungsfunktion zu grof3e Strémungsgeschwindigkeiten
vorhergesagt. Gegenuiber der LowRe Version ist zudem nur ein geringer Einfluss des Wand-
Reflexions-Terms zu erkennen. Dies ist durch den grof3en Einfluss der Wandschubspannung
auf die mittlere Stromungsgeschwindigkeit zu begrinden. Die Berechnung der
Wandschubspannung an der Grenzflache der ersten Berechnungszelle erfolgt Uber die
turbulente kinetische Energie. Aus Stabilitdtsgrinden wird diese Uber eine eigene
Transportgleichung unter Verwendung des logarithmischen Wandgesetzes (empirische
Informationen) bestimmt. Das Geschwindigkeitsniveau im Bereich der ersten Wandzelle wird
daher im Wesentlichen durch die Wandfunktion und nicht durch das eigentliche
Turbulenzmodell bestimmt.

Im Bereich der Kernstromung wird der Verlauf der turbulenten kinetischen Energie durch die
verwendeten Turbulenzmodelle sehr gut wiedergegeben. Abweichungen sind lediglich im
unmittelbaren Wandbereich und in der Kanalmitte zu erkennen. Der Anstieg der turbulenten
kinetischen Energie im Bereich der viskosen Unterschicht kann nur durch die LowRe-
Turbulenzmodelle wiedergegeben werden, wobei hier die besten Ubereinstimmungen durch
das v2f-Modell erzielt werden konnen. Dabei ist die Ubereinstimmung des Maximums im
Wesentlichen von der Einschrénkung des turbulenten Léngen- und Zeitmal3es, ausgedriickt
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durch die Kolomogorov Variablen Uber die Gleichungen (2.59) und (2.60), abhangig. Werden
diese Einschrankungen Uber die viskose Schicht hinaus in den Ubergangsbereich zugelassen,
wird das Maximum nahezu exakt wiedergegeben.

Aufgrund des linearen Zusammenhangs zwischen dem Reynoldsspannungstensor und dem
Deformationstensor kénnen lineare Wirbelviskositétsmodelle die Anisotropie der turbulenten
Normal spannungen nicht wiedergeben. Zudem zeigen die Berechnungsergebnisse, dass nicht
ale nichtlinearen Wirbelviskositdtsmodelle in der Lage sind den ansiotropen Zustand
abzubilden. Im Wesentlichen ist deren Vorhersagegenauigkeit von den gewahlten
Modellkonstanten fir die quadratischen Terme und somit von der gewéhlten Stromungsform
zur Kalibrierung dieser abhangig. Dies wird durch die mit den nichtlinearen v2f-Modellen
erzielten Ergebnisse verdeutlicht. Die Bestimmung der Modellkonstanten erfolgt derart, dass

die turbulente Normal spannung in Wandnormalenrichtung den Wert von v'2 einnimmt. Die
Berechnungsergebnisse zeigen zudem, dass durch die Modifikation nach Davidson et a.

(2003) — durch die Limitierung der v'? -Komponente — bessere Ergebnisse erzielt werden
konnen.

Um mit den RSM-Modellen die anisotropen turbulenten Normal spannungen in unmittel barer
Wandnédhe nachbilden zu konnen, missen bel Verwendung der linearen und kubischen
Druck-Scher-Korrelationsterme Wandkorrekturterme, die eine Redistribution der turbulenten
Normalspannungen berlcksichtigen, hinzugefiigt werden. Die in Abb. 25 dargestellten
Berechnungsergebnisse zeigen, dass die Verwendung der Standardmodellkonstanten fur die
Wandkorrektur zu einer Unterschétzung der Normal spannung in Wandnormal enrichtung und
zu einer Uberschatzung in lateraler Richtung fihrt. Dies ist durch die bei der Kalibrierung
verwendeten Werte des Anisotropietensors zu begrinden. Hierzu wurde nur ein
reprasentativer konstanter Wert im Bereich der logarithmischen Grenzschicht herangezogen.

Zusammenfassend kann aus den erzielten Berechungsergebnissen abgeleitet werden, dass mit
dem RSM-SSG Turbulenzmodell die beste Ubereinstimmung mit den DNS-Daten erzielt
werden konnte. Zudem konnte gezeigt werden, dass die Standard k—& und k-
Turbulenzmodelle das Geschwindigkeitsprofil (&quivalent die turbulenten Schubspannungen)
realitdtsnah vorausberechnen konnen — jedoch hoherwertige Modelle klare Defizite
aufweisen. Die Umverteilung der turbulenten Normal spannungen in unmittelbarer Wandnéhe
kénnen hingegen mit nichtlinearen v2f Turbulenzmodellen sowie mit RSM-Modelle gut
abgebildet werden.

4.3 Ebener Freistrahl

Bel einem turbulenten Freistrahl wird aufgrund des turbulenten Impulsaustausches von der
Umgebung Luft mitgerissen (Entrainment). Der Abbau der Geschwindigkeit, Temperatur und
der Spezienkonzentration entlang der Hauptstrahlachse sowie die Bewegung der unmittel bar
angrenzenden Luft werden durch diese turbulenten Austauschvorgange uberwiegend
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beeinflusst. In der Regel orientiert sich daher die Validierung von Turbulenzmodellen neben
den Turbulenzparametern an der prognostizierten Strahlausbreitungsrate. In  der
gegenstandlichen Arbeit werden zur Validierung der Turbulenzmodelle die experimentellen
Untersuchungen von Gutmark und Wygnanski (1976) fur einen zweidimensionaen Freistrahl
herangezogen. Das dazu verwendete Berechnungsmodell ist in Abb. 27 dargestellt. Das
Berechnungsgebiet erstreckt sich Uber eine Lange von 200H und eine Breite von 100H
(bezogen auf die Hohe H des Lufteinlasses). Zur Reduktion des Rechenaufwandes wurde
entlang der Hauptstrahlachse eine Symmetrieebene verwendet. Die bei den Untersuchungen
verwendete Reynoldszahl betrug 30.000 bezogen auf die Hohe H des Lufteinlasses. Fur die
Berechnung wurde am Eintritt eine voll ausgebildete Kanalstromung (Einlauflénge 50H)
angenommen. Die Anzahl der Berechnungszellen betrug in die x-Richtung 250 Zellen und in
die y-Richtung 132 Zellen. Zur Abgrenzung des Berechnungsgebietes wurde auf der
Einlassseite eine feststehende Wand definiert und stromabwaérts bzw. im Nachsaugbereich
Uber dem Freistrahl der statische Druck vorgegeben. Darliber hinaus wurde fir jene
Grenzzellen, bei denen eine Rickstromung (Stromung in Richtung des Berechnungsgebi etes)
erfolgt, der Turbulenzgrad und das Verhdtnis der turbulenten zur viskosen Viskositét mit
Tu=10% bzw. p/u =10 vorgegeben.

y 200 H

A

100 H Grenze

Berechnungsgebiet

,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,

Nachsaugen
der Umgebungsluft

Auswerteebene
| 7 Strahlprofile
A

R G Hauptstrahlachse
Auslass =

Symmetrieachse

50 H

Abb. 27: Darstellung des Berechnungsgebietes und des verwendeten K oor dinatensystems

Die mit den unterschiedlichen Turbulenzmodellen berechneten selbstdhnlichen Strahlprofile
(Auswerteebene x=100H) sind in den Abb. 28 bis 31 den experimentellen Daten von Gutmark
und Wygnanski (1976) gegentibergestellt.
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O Gutmark (1976)

Abb. 28: Vergleich der linaren K-& Turbulenzmodelle mit experimentellen Daten nach Gutmark und
Wygnanski (1976)

o  Gutmark (1976)
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= KW-PENG
= KW-KOK
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Abb. 29: Vergleich der linaren K-@ Turbulenzmodelle mit experimentellen Daten nach Gutmark und
Wygnanski (1976)
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Abb. 30: Vergleich der linaren v2f Turbulenzmodelle mit experimentellen Daten nach Gutmark und
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Abb. 31. Vergleich der RSM Turbulenzmodelle
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Die Berechnungen wurden mit dem Second-Order-Diskretisierungsschema fur die
konvektiven Terme durchgefihrt. Aus Stabilitétsgriinden wurden jedoch die nichtlinearen v2f
Modelle und das RSM-CUBIC Turbulenzmodell mit dem First-Order Diskretisierungsschema
berechnet. Trotz hoher Unterrelaxation konnte bel der Verwendung der nichtlinearen
Wirbelviskositdtsmodelle NL-EHRHARD und NL-LUEBCKE keine konvergente L&sung
erzielt werden. Aus diesem Grund sind entsprechenden Berechnungsergebnisse nicht
dargestellt.

Der Vergleich zwischen den berechneten und gemessenen dimensionsosen
Geschwindigkeitsprofilen zeigt fur alle Turbulenzmodelle eine sehr gute Ubereinstimmung,
wobei die linearen k —& Turbulenzmodelle und die Reynoldsstress Turbulenzmodelle eine
geringfiigig bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Daten aufweisen. Vergleicht
man die Turbulenzparameter, sind jedoch grof3e Unterschiede zwischen den einzelnen
Turbulenzmodellen zu erkennen. Der Verlauf der turbulenten kinetischen Energie und der
turbulenten Schubspannungen werden durch das SKE, RKE, KW, KW-PENG und dem KW-
KOK Modell am besten wiedergegeben. Das RNG Turbulenzmodell liefert hingegen ein
deutlich zu grofes Turbulenzniveau und das k- @ Turbulenzmodell mit Shear-Stress-
Correction ein deutlich zu geringes Turbulenzniveau. Bei den v2f Modellen weisen die
nichtlinaren Wirbelviskositdtsmodelle deutlich bessere Ergebnisse auf.

Vergleicht man die Ergebnisse der Reynoldsstress Modelle, wird der Verlauf der turbulenten
kinetischen Energie durch das lineare IP Modell und die turbulenten Schubspannungen durch
das quadratische SSG Modell am besten wiedergegeben. Aus den Ergebnissen kann jedoch
kein optimales RSM Modell abgeleitet werden. Grund dafUr ist, dass neben der Modellierung
der turbulenten Schubspannung die Modellierung der Dissipationsrate (im Speziellen betrifft
dies den Produktions- und Dissipationsterm) einen wesentlichen Einfluss auf die
vorhergesagten turbulenten Durchmischungsprozesse ausiibt. Eine ausfihrliche Darstellung
der Abhéngigkeit der einzelnen Modellkonstanten auf die Ausbreitungsrate homogener
turbulenter Scherschichten erfolgt z.B. in Durbin und Pettersson Reif (2001), Pope (2005) und
Wilcox (2006). Eine gezielte Adaption der Modellkonstanten umfasst daher zwangslaufig die
Gleichungen fir die Reynoldsschen Spannungen und dartiber hinaus fur die Dissipationsrate
bzw. den Dissipationstensor, d.h. der Gewinn an hohem Modellierungsgrad fuhrt somit
zwangslaufig zu einer deutlich erschwerten Model labstimmung.

Hinsichtlich der Verteilung der turbulenten Normalspannungen liefern die nichtlinearen v2f
Modelle, das RSM-IP und das RSM-SSG Reynoldsstressmodell die besten Ergebnisse. Die
deutlich ausgepragtere turbulente Normal spannung in Hauptstromungsrichtung wird durch die
linearen  Wirbelviskositéésmodelle und das RSM-CUBIC sowie das RSM-TCL
Turbulenzmodell unterschétzt.

Ein wesentlicher Indikator fur den turbulenten Impulstransport und damit fir das Entrainment
ist neben den turbulenten Schubspannungen die Strahlausbreitungsrate. Sie beschreibt die
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Anderung des Abstandes y,,,* in Hauptstrahlachsenrichtung und ist somit ein MaR dafir,

wie viel Luft von der Umgebung mitgerissen wird. Fir den untersuchten Freistrahl sind die
berechneten Strahlausbreitungsraten in Tabelle 17 zusammengefasst.

Tabelle 17: Vergleich der berechneten und gemessenen Strahlausbreitungsraten

Bezeichnung Strahlausbreitungsrate
dy;uzldX [1]

Experiment

Gutmark und Wygnanski (1976) 0,100

Wilcox (2006) 0,100-0,110
SKE 0,110/ 1,09*
RNG 0,146/ 1,47*
RKE 0,100
KW 0,120
KW-SFC 0,094
KW-PENG 0,115
KW-KOK 0,110
V2F 0,098
V2F-DAV 0,098
NL-V2F (first order) 0,093
NL-V2F-DAV (first order) 0,092
RSM-IP 0,132
RSM-SSG 0,091
RSM-CUBIC (first order) 0,074
RSM-TCL 0,064

* Berechnungen nach Wilcox (2006)

Aufgrund des unmittelbaren Zusammenhangs zwischen der Strahlausbreitungsrate und der
turbulenten  Schubspannung entsprechen die Ergebnisse jenen des ermittelten
Turbulenzniveaus. Sehr gute Ubereinstimmungen mit den experimentellen Daten werden
durch die SKE, RKE und V2F Turbulenzmodelle erzielt. Interessanterweise werden durch das
KW-SFC zwar deutlich zu geringe turbulente Schubspannungen berechnet — die
Strahlausbreitungsrate weicht jedoch nur geringftigig ab.

An dieser Stelle muss auch darauf hingewiesen werden, dass die Strahlausbreitungsraten fir
ebene, runde und radiale Freistrahlen sich voneinander unterscheiden. Eine individuelle
Anpassung der Proportionalitatsfaktoren fur den Produktionsterm (C,, bzw. «) und den

Dissipationsterm (C,, bzw. p) in der Transportgleichung fur die Dissipationsrate bzw.

spezifische Dissipationsrate ist zwangslaufig erforderlich. Alternativ zur individuellen
Anpassung der Modellkonstanten kann auch eine selektive Verbesserung durch Hinzufiigen
von Cross-Diffusionstermen erzielt werden (z.B. Pope, 1978; Jaw, 1991; Hawang und Peng,
1994; Hawang und Jaw, 1998). Eine allgemeine Verbesserung ist dadurch jedoch nicht

© 'y, entspricht der y-Koordinate bei der die Stromungsgeschwindigkeit die Halfte der
Hauptstrahlachsengeschwindigkeit betrégt.
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gewdhrleistet (Round Jet / Plane Jet Anomalie wird zur Round Jet / Radial Jet Anomalie, vgl.
Rubel, 1985 und Wilcox, 2006).

4.4 Ebener Wandstrahl

Beim zweidimensionden Wandstrahl erfolgt die Luftzufuhr Ober einen Schlitz, der
unmittelbar an einer Wand angrenzt. Aufgrund der Haftbedingung an der Wand entsteht dabel
eine Stromung, die aus einer inneren und &uf¥eren Schicht besteht. Die innere Schicht liegt
zwischen der Wand und der Strahlmittengeschwindigkeit — sie entspricht somit einer
Wandstrémung mit Grenzschicht. Die angrenzende auf3ere Schicht entspricht einer freien
Scherstromung &hnlich wie dem turbulenten zweidimensionalen Freistrahl. Aufgrund der
einseitigen Wandbegrenzung und der damit verbundenen Dampfung der Turbulenz ist die
Strahlausbreitung jedoch deutlich geringer (fir zweidimensionale Freistrahlen gilt je nach
Reynoldszahl dyy/dx = ca 0,10 — 0,11 und fir zweidimensionale Wandstrahlen dyy,/dx =
0,08 — 0,07). Die Abbildung der starken Interaktion zwischen der Turbulenz-Produktion in der
freien Scherschicht und der Turbulenz-Dampfung im Bereich der Wandgrenzschicht stellt fur
Turbulenzmodelle eine besondere Herausforderung dar. Derartige Strdmungen eignen sich
daher besonders gut fir eine gezielte Validierung von Turbulenzmodellen zur Berechnung
wanddominierter Raumluftstromungen.

Aufgrund des ausfuhrlich dokumentierten Versuchsaufbaus sowie der umfangreichen
Verifizierung der erzielten experimentellen Daten wurden zur Vaidierung der
Turbulenzmodelle die Untersuchungen von Abrahamsson et al. (1994) herangezogen. Das zur
Validierung verwendete Berechnungsgitter entspricht dabel einer Nachbildung des
experimentellen Aufbaus. Abb. 32 zeigt die Anordnung der Eintrittsoffnung, die Ruckwand,
die Grundplaite, entlang der sich der Wandstrahl ausbreitet, und die Grenze des
Berechnungsgebiets.

Y
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Abb. 32: Prinzipdarstellung des Berechnungsgebietes und der verwendeten Randbedingungen zur
Ber echnung des zweidimensionalen Wandstrahls

Die Validierungsrechnungen wurden fir eine Reynoldszahl (bezogen auf die Auslasshéhe H
und der mittleren Eintrittsgeschwindigkeit) von 10.000 durchgefiihrt. Identisch mit dem
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experimentellen Aufbau wurde die Audlasshéhe mit H=0,01lm festgelegt. Das
Berechnungsgebiet fir Turbulenzmodelle mit Wanddampfungsfunktionen wurde mit 180
Zéllen in x-Richtung und mit 170 Zellen in y-Richtung diskretisiert. Das Berechnungsgebi et
fur Turbulenzmodelle mit Wanduberbrickungsfunktionen wurde mit 180 Zellen in x-
Richtung und mit 120 Zellen in y-Richtung diskretisiert. Der Verlauf des dimensionslosen
Wandabstandes fur das SKE Turbulenzmodell mit Wandddmpfungsfunktion und mit
Wanduberbrickungsfunktion ist im Anhang enthalten.

Zur Validierung wurden die in einem Abstand von x=100 H berechneten dimensionslosen
Strahlprofile for die mittlere Geschwindigkeit, die turbulente kinetische Energie und die
turbulenten Spannungen ausgewertet und mit den experimentellen Daten von Abrahamsson et
a. (1994) in den Abb. 33 bis 38 gegenibergestellt. Zudem wurde die berechneten
Strahlausbreitungsraten dy1,/dx ermittelt und in der Tabelle 18 zusammengefasst.

O  Messung
SKE
RNG
“ RKE

Abb. 33: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den k-¢ Modellen berechneten
dimensionslosen Wandstrahlprofile
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Abb. 34: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den k-¢ Modellen berechneten
dimensionslosen Wandstrahlpr ofile

O  Messung
KW
. K\N -SFC

Abb. 35: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den k- Modellen berechneten
dimensionslosen Wandstrahlprofile
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Messung

V2F
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Abb. 36: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den v2f Modellen berechneten

dimensionslosen Wandstrahlprofile
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Abb. 37: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den RSM Modellen berechneten

dimensionslosen Wandstrahlpr ofile
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O Messung
RSM-1P
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Abb. 38: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den RSM Modellen berechneten
dimensionslosen Wandstrahlprofile
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Wie beim ebenen Freistranl konnte bei Verwendung der nichtlinearen
Wirbelviskositdtsmodelle NL-EHRHARD und NL-LUEBCKE keine konvergente Ldsung
erzielt werden. Aus diesem Grund werden diese Berechnungsergebnisse nicht angefihrt und
diskutiert.

Der Vergleich zwischen den berechneten und gemessenen dimensionsosen
Geschwindigkeitsprofilen zeigt, dass die linearen k—-& und v2f Turbulenzmodelle
geringfligig bessere Ubereinstimmungen mit den experimentellen Daten aufweisen.
Abweichungen sind beim KW Modell mit grofRen und bei den RSM-Modellen bei sehr
geringen Wandabsténden zu erkennen.

Im Gegensatz zum zweidimensionalen Freistrahl ist nahezu bel alen Turbulenzmodellen eine
Uberschatzung der Turbulenzparameter zu erkennen. Lediglich die Reynoldsstress Modelle
mit den CUBIC und TCL Druck-Scher Korrelationsterm zeigen eine deutlich bessere
Ubereinstimmung mit den experimentellen Daten. Bei Verwendung des linearen Druck-Scher
Korrelationsterms ist hingegen eine deutliche Uberbewertung (auch gegeniiber den
Zweigleichungsmodellen) der turbulenten kinetischen Energie zu erkennen.

Tabelle 18: 2D Wall Jet Spreading Rate

Bezeichnung Strahlausbreitungsrate
dy;uzldX [1]
Experiment (Abrahamsson et al., 1994) 0,081
SKE 0,098
RNG 0,112
RKE 0,088
SKE-EWT 0,096
RNG-EWT 0,110
RKE-EWT 0,086
KW 0,111
KW-SFC 0,090
KW-SST 0,074
KW-PENG 0,099
KW-KOK 0,103
V2F 0,129
V2F-DAV 0,954
NL-V2F 0,130
NL-V2F-DAV 0,090
RSM-IP 0,126
RSM-IP-EWT 0,116
RSM-SSG 0,089
RSM-CUBIC 0,055
RSM-TCL 0,061

Die Vorhersage der Strahlausbreitungsrate (siehe Tabelle 18) erfolgt durch die RKE, KW-
SST und dem RSM-SSG Modelle am genauesten. Diese Modelle zeigen auch eine sehr gute
Ubereingtimmung der Turbulenzparameter mit den zweidimensionalen Laser-Doppler
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Messungen von Karlsson et al. (1993) an einem wassergefuhrten Wandstrahl mit Rey=9600.
Die RSM-CUBIC und RSM-TCL Modelle unterschétzen die Strahlausbreitung deutlich.

4.5 Zweidimensionale Raumluftstromung

Aufgrund der sehr einfachen Raumgeometrie eignen sich die experimentellen
Untersuchungen von Nielsen et a. (1978) und Pedersen und Meyer (2001) besonders gut, um
die prinzipiellen Eigenschaften von Turbulenzmodellen zur Berechnung der
Stromungsvorgange in bellfteten Raumen zu analysieren. Die in der Literatur verflgbaren
experimentellen Daten umfassen einerseits LDA Messungen (Nielsen et al., 1978 und
Nielsen, 1990) in einem Full-scale Raum und andererseits PIV Messungen in einem
Modellraum (Pedersen und Meyer, 2001). Innerhalb der Untersuchungen von Nielsen et al.
(1978) wurde in Teilbereichen der Symmetrieebene die Strémungsgeschwindigkeit in x-
Richtung ermittelt, sodass eine Vaidierung der Modelle durch Vergleich mit den gemessenen
Strahlprofilen moglich ist. Die Messergebnisse von Pedersen und Meyer (2001) beinhalten
die Lage des Abldse- und Wiederanlegepunktes im Bereich der bodennahen Ruckstromung,
sodass eine Validierung der Modelle bzgl. des Stromungsbildes prinzipiell erméglicht wird.
Die von den Autoren untersuchten Raumgeometrien, die Anordnung der Zu- und
Abluftéffnung und die fur die vorliegene Arbeit relevanten Auswerteebenen sind in Abb. 39
dargestellt. Die von Nielsen et al. (1978) und Nielsen (1990) verwendeten Raumabmessungen
betrugen H=3m, B=3m, L=9m, h=0,168m und t=0,48m, wobei H die Raumhohe, B die
Raumbreite und L die Raumlange ist. Die Reynoldszahl bezogen auf die Hohe des Einlasses
betrug Re,=5000. In der Originalmessung wurde der Ein- und Auslasskanal, wie er in Abb. 39
dargestellt ist, nicht berlcksichtigt. Innerhalb der Validierungsrechnungen werden diese
jedoch aus Stabilitétsgrinden und zur Sicherstellung genau definierter Randbedingungen
(Vermeidung von Ruckstromungen im Ein- und Auslassbereich) berticksichtigt.

Die LDA Messungen von Nielsen (1990) sind fir die beiden vertikalen Ebenen
x=1H / z=0,5B und x=2H / z=0,5B sowie in der horizontalen Ebene y=0,084H / z=0,5B und
y=0,972H / z=0,5B verfligbar. Da die beiden x=const. Linien reprasentativ fur die
Strahlprofilverteilung innerhalb der Aufenthaltszone sind, werden nur diese beiden
Geschwindigkeitsprofile zur Vaidierung der Turbulenzmodelle herangezogen.
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Abb. 39: Raumgeometrie und Anordnung der Zu- und Abluftéffnungen der von Nielsen (1978) und
Pedersen und Meyer (2001) experimentell untersuchten Raumluftstrdmung (2D Annex 20 Room). Zudem
ist die Auswerteebene der Geschwindigkeitsprofile sowie der Anlege- und Abldsepunkt dar gestellt

Diein Nielsen et d. (1978) und Nielsen (1990) angefuhrten Untersuchungsergebnisse fuhrten
zur Annahme, dass die Stromung einen zweidimensionalen Charakter besitzt. Aus diesem
Grund wurde in der Vergangenheit dieser Testfall als ,2D Annex 20 Room“ bezeichnet.
Basierend auf den Messergebnissen von Pedersen und Meyer (2001) konnte Voigt (2005)
jedoch zeigen, dass unterhalb des Einlasses im Bereich des It. Abb. 39 dargestellten Wirbels
dreidimensionale Effekte entstehen. Die Validierungsmdglichkeit umfasst somit nicht nur die
Geschwindigkeitsprofile sondern auch die Lage des Ablése- und Anlegepunktes, wobei die
letztere Betrachtungsweise vorrangig durch die Verteilung der turbulenten Spannungen im
dreidimensionalen Raum beeinflusst wird. Die angeftihrten M essergebnisse konnen daher zur
Uberprifung der zwei- und dreidimensionalen Eigenschaften der Turbulenzmodelle
herangezogen werden.

In der Vergangenheit wurden hinsichtlich der Geschwindigkeitsprofile zahlreiche
Validierungsrechnungen durchgefiihrt. Vorrangig wurden dabei die Berechnungsergebnisse
von Zweigleichungsmodellen mit den experimentellen Daten verglichen. Vereinzelt wurden
zudem Null- und Eingleichungsmodelle (z.B. Chen und Xu, 1998 sowie Xu und Chen, 2001),
bei denen die Dissipationsgleichung durch algebraische Beziehungen ersetzt wurden,
erfolgreich eingesetzt. Die mit den Zweigleichungsmodellen erzielten Valdierungsergebnisse
von Voigt (2000, 2001 und 2005), Peng (1998) und Heschl und Sanz (2008) sind in der
Tabelle 19 qualitativ zusammengefasst.

Bei der Gegenlberstellung der einzelnen Turbulenzmodelle fallt auf, dass mit den klassischen
Zweigleichungsmodellen (SKE und KW) bessere Ergebnisse erzielt werden konnen als mit
den Reynoldsstress Modellen. Zudem weisen die mit dem KW-SST Modell berechneten
Geschwindigkeitsprofile auffdlig starke Abweichungen von den experimentellen Daten auf.
Eine Begrindung der starken Abweichungen wurde von den Autoren jedoch nicht angefthrt.
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Tabelle 19: Zusammenfassung der bisher durchgefiihrten Untersuchungen tiber die
Vor her sagegenauigkeit unterschiedlicher Turbulenzmodelle in Bezug auf die Geschwindigkeitsprofileim

» 2D Annex 20 Room*

Turbulenzmodell Berechnungsgitter Ubereinstimmung*
Standard k-& Modéell (SKE) 2D +

Low Reynolds k-¢ Modéll nach Launder und Sharma 2D +
Standard k-0 Modell nach Wilcox (KW) 2D +

k- BSL model nach Menter 2D +

k- model nach Peng (KW-Peng) 2D +

k- SST Modell nach Menter (KW-SST) 2D -
Reynoldsstress Turbulenzmodell RSM-IP-GL 2D

Reynoldsstress Turbulenzmodell RSM-SSG 2D

* Qualitative Ubereinstimmung der berechneten Geschwindigkeitsprofile mit den experimentellen Daten
von Nielsen et al. (1978); gute Ubereinstimmung (+), geringe Ubereinstimmung (-).

Neben den zweidimensionaen Berechnungen wurden von Voigt (2001 und 2005) auch
dreidimensionale Berechnungen durchgeftihrt. Aufgrund des grof3en Berechnungsaufwandes
wurde die Parameterstudie auf insgesamt drei unterschiedliche Turbulenzmodelle (Standard
k-¢ Modell (SKE), Low Reynolds k-¢ Modell nach Launder und Sharma und k-o BSL Model
nach Menter) eingeschrénkt. Dabei konnte gezeigt werden, dass die Geschwindigkeitsprofile
zwischen der 2D und der 3D Berechnung nur geringflgig abweichen — Ablése- und
Wiederanlegepunkt unterscheiden sich jedoch deutlich voneinander.

Die Ergebnisse der bisher durchgefiihrten Untersuchungen zeigen auf, dass
Validierungsergebnisse unter Berticksichtigung der RSM- und v2f-Modelle nicht vorliegen,
sodass die Durchfihrung von weiteren Berechnungen as sinnvoll erscheint. Diese
weiterfihrenden Untersuchungen sollen einen direkten Vergleich der auf k-g, k-m, v2f und
RSM basierenden Turbulenzmodellen erméglichen. Dazu wurden zwei 2D-Berechnungsgitter
mit einem dimensiondosen Wandabstand der ersten Rechenzelle von y'=1 (fir
Turbulenzmodelle mit Low-Reynoldserweiterung) und y*=20 (fir Turbulenzmodelle mit
Wanduberbriickungsfunktion) erzeugt. Eine genaue Beschreibung mit Darstellung der dabei
verwendeten Gitterqualitdt (Anzahl der Berechnungszellen, Gitterunabhangigkeitsprifung
usw.) ist im Anhang angefuhrt.

Die dabei erzielten Berechungsergebnisse sind in Abb. 40 bis 42 den Messergebnissen von
Nielsen et a. (1978) gegenubergestellt. Es ist deutlich zur erkennen, dass
Wirbelviskositdtsmodelle (EVM - SKE, KW und KW-Peng), welche fur den vollturbulenten
Bereich (High-Re Modelle) abgeleitet wurden, die besten Ubereinstimmungen mit den
experimentellen  Daten  aufweisen. Bemerkenswert  ist, dass  hoherwertige
Wirbelviskositdtsmodelle (RKE, KW-SST) eine deutlich schlechtere Ubereinstimmung
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aufweisen und die RSM-Modelle (RSM-IP, RSM-SSG, RSM-TCL und RSM-IP-EWT) die

groften Abweichungen zeigen.**

SKE-EWT
" RNG-EWT
- RKE-EWT
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Abb. 40: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den k-¢ Modellen berechneten

dimensionslosen Wandstrahlpr ofilen
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Abb. 41: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den k-®

dimensionslosen Wandstrahlprofilen

“! Die Abweichungen bei der Verwendung des RKE Modells |&sst sich auf dessen spezifische Optimierung fiir

die Vorhersage der Ausbreitungsrate eines axialsymmetrischen Freistrahls begriinden.
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Abb. 42: Vergleich der von Abrahamsson (1997) gemessenen und mit den RSM Modellen berechneten

dimensionslosen Wandstrahlprofilen
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4.6 Turbulenzinduzierte Sekundarstroémungen

4.6.1 Allgemeines

Bel der Durchstromung von Kandlen, bel dreidimensionalen Wandstrahlen und bei der
Umstromung von langen stumpfen Koérpern (z.B. Schiffsrimpfe, Transportfahrzeuge usw.)
kénnen neben den druckinduzierten auch turbulenzinduzierte Sekundérstromungen, welche
unmittelbar auf die Anisotropie der turbulenten Normalspannungen zuriickzufiihren sind,
entstehen. In Bezug auf die Durchstromung von unrunden Kandlen zeigen Demuren und Rodi
(1984), dass in einem quadratischen Kana die turbulenten Normalspannungen fir die

Entstehung der axialen Wirbelstdrke verantwortlich sind und die Schubspannungen m
entgegen wirken. Fir eine voll ausgebildete Stromung lasst sich dies mit Hilfe der axialen
Wirbeltransportgleichung zeigen (vgl. Baumer, 2000; Craft und Launder, 2001; Rung, 2000):

Fur die axiale Wirbel starke

ou, Ou,

0= N
toax,  0x, (4.1)

kann unter der Voraussetzung 0/0x, =0 die axiale Wirbeltransportgleichung wie folgt

vereinfacht werden:
2 2 o[22 20 A2y
u, o), U, 0Q, _y 0 (31 N 0 %1 N 0 (u3 u, )+ 0 uzzu3 0 uzzu3 4.2)
OX, OX, OX; OX3 OX,0%, OX, OX3

Der erste Term der rechten Seite beschreibt die viskose Vernichtung der mittleren
Longitudinalwirbelstdrke und die drei restlichen Terme reprasentieren deren turbulente
Erzeugung. Aus Gleichung (4.2) ist ersichtlich, dass die raumliche Anderung der Differenz

der turbulenten Normalspannung u_gz—u_;2 das Kréaftegleichgewicht beeinflusst — hingegen

die Absolutwerte nicht.

Da die beschriebenen physikalischen Mechanismen das Stromungsbild und somit die damit
verbundenen Transportprozesse (z.B. lokae Warmelibergangszahlen) stark beeinflussen
konnen, ist deren prézise Vorhersage nicht nur von akademischer Bedeutung. In diesem
Abschnitt werden daher die Auswirkungen der durch die turbulenten Normalspannungen
erzeugten Wirbelstarke auf das Stromungsbild diskutiert. Fur die Validierungsrechnungen
werden dazu die Durchstrémung eines quadratischen Kanas und der dreidimensionale
Wandstrahl herangezogen.
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4.6.2 Durchstromung eines quadratischen Kanals

Aufgrund der turbulenten Normalspannungsdifferenz bildet sich bei der Durchstromung eines
guadratischen Kanals die in Abb. 43 skizzierte Sekundérstromung in Gestalt von vier
longitudinalen Eckwirbel paaren aus.

periodische
Randbedingung

periodische 3 y

Randbedingung i { LB\D C/@

I

A NN VR

Auswerteebene

Abb. 43: Darstellung des verwendeten Berechnungsgebietes (links) und der turbulenzinduzierten
Sekundar strdmung (r echts)

A priori sind lineare Wirbelviskositdtsmodelle nicht in der Lage, die durch die Anisotropie
der Normalspannungen getriebene Wirbelstérke zu erfassen. Aus diesem Grund beschranken
sich die in diesem Abschnitt beschriebenen Validierungsuntersuchungen auf nichtlineare
Wirbelviskositdtsmodelle sowie auf differentielle Reynoldsstress-Modelle. Augrund der
ausfuhrlichen Dokumentation und der elektronischen Verflgbarkeit der Messdaten werden
zur Vaidierung die experimentellen Untersuchungen von Sata et al. (1994) herangezogen.
Die Autoren untersuchten einen mit Luft durchstromten quadratischen Kanal mit einer
Kantenldnge von H=71 mm. Die Kanalmittengeschwindigkeit betrug dabel u.=5,0 m/s und
die Messebene beschrankte sich auf einen Quadranten (Eckbereich zwischen Unten- und
Seitenwand), dessen Abstand vom Einlass den 70-fachen hydraulischen Durchmesser
entspricht. Die zur Verfigung stehenden Messdaten umfassen die dre
Geschwindigkeitskomponenten und die Reynol dsschen Spannungen.

Aufgrund des grofRen Abstandes zwischen der Einlassebene und der Messebene kann von
einer vollsténdig ausgebildenten Strémung ausgegangen werden. Aus diesem Grund wurde
fur die Berechnungen ein dreidimensionales Gitter mit periodischen Randbedingungen in
Richtung der x3-Achse verwendet. Um  gegebenenfals  nichtsymmetrische
Berechnungsergebnisse abbilden zu koénnen, wurden keine Symmetrierandbedingungen
verwendet. Um auch Modelle mit unterschiedlichen Wandbehandlungen gegeniberstellen zu
konnen, wurden zwei Berechnungsgitter mit einem dimensionslosen Wandabstand der ersten
Rechenzelle von y*~1 (fiir Turbulenzmodelle mit Low-Reynoldserweiterung) und y*=12 (fiir
Turbulenzmodelle mit Wanduiberbriickungsfunktion) erzeugt. Eine genaue Beschreibung der
Berechnungsgitter sowie der Gitterunabhangigkeitsprifung ist im Anhang enthalten.
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Da sich in diesem Abschnitt die Validierung der Turbulenzmodelle auf die Ursache und
Wirkung turbulenzinduzierter Sekundérstromungen beschrankt, ist nur der Betrag der
Sekundargeschwindigkeit und die normierte Differenz der turbulenten Normal spannungen
bss-by; von Interesse. Aus diesem Grund werden ausschliefdlich die gemessenen und
berechneten Sekundargeschwindigkeiten sowie die normierte turbulente
Normal spannungsdifferenz gegentibergestellt. Die dabei erzielten Ergebnisse sind in den Abb.
44 bis 46 dargestellt.

RSM-IP-GL

—

RSM-IP-GY

RSM-IP-GY

Abb. 44: Vergleich der gemessenen und berechneten turbulenzinduzierten Sekundérstrémungen sowie
Darstellung der  Differenz der  normierten  Normalspannungskomponenten  quer  zur
Hauptstr 6mungsrichtung

Die mit dem RSM-IP Modellen erzielten Berechnungsergebnisse unterstreichen die Relevanz
der in der Tabelle 6 angefibhrten Koeffizienten. Die Koeffizientendifferenz C, —C,

verschwindet bei alen IP Modellen aufgrund der agquivalenten Gewichtung von Scherraten-
und Wirbelbeitragen im Druck-Scher-Korrelationsterm. Ohne einen zusdtzlichen
Wandreflexionsterm sind IP-Modelle daher nicht in der Lage, die turbulenten
Sekundarstromungen abzubilden. Zudem ist ersichtlich, dass die Werte fir die normierte
Normalspannungsdifferenz im Vergleich zu den Messdaten auffallend hoch sind. Wobel hier
mit dem RSM-IP-GY Modell geringfiigig bessere Ergebnisse erzielt werden konnen as mit
dem RSM-IP-GL Modell. Der Grund fir die starke Abweichung der RSM-IP Modelle liegt in
der Kalibrierung der Modellkonstanten, welche flr einen reprasentativen wandnahen Punkt
erfolgte.

Auffallend sind zudem die von den nichtlinearen Druck-Scher Korrelationstermen deutlich zu
schwach wiedergegebenen Sekundarstromungen bzw. die zu gering vorhergesagten
normierten Normalspannungsdifferenzen. Lediglich das kubische Modell berechnet eine
ausreichend starke Sekundarstromung — jedoch liegt die Ursache nicht in der gezielten
Gewichtung der Scherraten- und Wirbeltensoren. Im Gegensatz zum RSM-SSG und RSM-
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TCL Modédl beinhaltet das RSM-CUBIC Modell auch Wandreflexionsterme, sodass die
Umverteilung der turbulenten Normalspannungen in Wandnahe direkt berticksichtigt werden
kann. Ahnlich wie bei den RSM-IP Modellen ergeben sich jedoch dabei zu groRe
Normal spannungsdifferenzen.

RSM-CUBIC

e — s  ——

N\,

Abb. 45: Vergleich der gemessenen und berechneten turbulenzinduzierten Sekundérstrémungen sowie
Darstellung der  Differenz der  normierten  Normalspannungskomponenten  quer  zur
Hauptstr 6mungsrichtung

Die mittels nichtlinearen Wirbelviskositétsmodellen erzielten Berechnungsergebnisse (Abb.
46) zeigen, dass die Sekundérstromung mit den NL-LUEBCKE, NL-V2F und NL-V2F-DAV

Modellen prinzipiell wiedergegeben werden koénnen. Wobei das NL-V2F-DAV Modél
deutlich merkbar die besten Ubereinstimmungen mit den Messergebnissen zeigt. Die von

Davidson vorgeschlagene Korrektur zur Limitierung der turbulenten Normalspannung v'?
bewirkt folglich eine weiter in das Stromungsfeld reichende Normal spannungsdifferenz und
somit eine verbesserte Vorhersage der Sekundarstromung. Die mit dem NL-LUEBCKE
Modell erzielten Berechnungsergebnisse sind den RSM-SSG Ergebnissen ahnlich, wobei in
diesem Zusammenhang zu beachten ist, dass die vom RSM-SSG Model in unmittelbarer
Wandndhe vorhergesagten  Normaspannungsdifferenzen durch die  verwendeten
Wandrandbedingungen (fixe anteilsméldige Vertellung der Normaspannungen in
Abhéangigkeit der turbulenten kinetischen Energie innerhalb der ersten Rechenzelle)
vorgegeben sind. Interessanter Weise werden durch das NL-EHRHARD Modell keine
Normalspannungsdifferenzen und somit auch keine Sekundarstromungen vorhergesagt. Der
Grund liegt in der Wahl der Modellkonstanten fUr die quadratischen Terme, die als
hauptverantwortlich fUr die Vorhersage der Normal spannungen bezeichnet werden kénnen.

Werden die lateralen Gradienten der Sekundérgeschwindigkeiten vernachléssigt, erhdt man
folgende Proportionalitét:
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b, —by; o« C,-2C, +C, 4.3

Dafur die betrachtete Stromung die Differenz aus der Deformations- und Vorticity Invariante
verschwindet, erhdt man fur die von Ehrhard (1999) vorgeschlagene Modellkonstante
C,=05. Die rechte Seite der Gleichung (4.3) ergibt daher den Wert Null, sodass
zwangsaufig keine Normalspannungsdifferenz und somit keine Sekundérstromung
vorhergesagt werden kann.

JuZ +u? NL-EHRHARD
=

NL-V2F-DAV

by, — by NL-EHRHARD NL-LUEBCKE
||

NL-V2F-DAV

Abb. 46: Vergleich der gemessenen und berechneten turbulenzinduzierten Sekundérstrémungen sowie
Darstellung der  Differenz der  normierten  Normalspannungskomponenten  quer  zur
Hauptstr 6mungsrichtung

Neben der Normalspannungsdifferenz ist fir die Vorhersage der turbulenzinduzierten
Sekundarstromung auch die Schubspannungsverteilung verantwortlich. Nach Demuren und
Rodi (1984) Uberwiegt dabei fast im gesamten Stromungsfeld der lineare Antell. Die richtige
Wahl der Modellkonstanten fur nichtlineare Wirbelviskositétsmodelle kann somit auf die
Koeffizienten C, und C, bis C; beschrankt werden.
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4.6.3 Dreidimensionaler Wandstrahl

Zur Validierung der Turbulenzmodelle werden die messtechnischen Untersuchungen tber
dreidimensionale Wandstrahlen von Abrahamsson (1997) herangezogen. Die umfangreichen
Messdaten beziehen sich dabel auf einen Wandstrahl, bei dem Luft isotherm durch eine runde
Offnung, welche sich unmittelbar iber einer Platte befindet, zugefihrt wird. Um wéahrend der
Messungen Einflusse von der Umgebung zu verhindern, wurde das Stromungsgebiet durch
eine Wand abgegrenzt. Die dabei verwendeten geometrischen Abmessungen, die Situierung
der Einlassoffnung und das in dieser Arbeit verwendete Berechnungsgebiet ist in Abb. 47
dargestellt.

Grenze
Berechnungsgebiet

,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,

Wand

Wand
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o | /

1,2m

3,2m

Abb. 47: Geometrische Situation des von Abrahamsson (1997) experimentell untersuchten Wandstrahls
sowie Dar stellung des zur Validierung verwendeten Ber echnungsgebietes

Die zur Validierung herangezogenen Messdaten beziehen sich auf einen Durchmesser der
Eintrittséffnung von d=20 mm, einer mittleren Eintrittsgeschwindigkeit von uy=40 m/s und
einem Turbulenzgrad am Eintritt von Tu=0,8%. Entsprechend den experimentellen
Untersuchungen wird als Medium Luft mit einer Temperatur von 20°C angenommen. Zur
Reduktion des Rechenaufwandes wurden bel den Berechnungen Symmetrierandbedingungen
in der z=0 Ebene verwendet. Zudem wurde an der oberen, seitlichen und an der stromabwaérts
gelegenen Grenzflache der statische Umgebungsdruck als Randbedingung aufgepragt. Fir die
restlichen Grenzflachen wurden Wandrandbedingungen definiert. Wie bel den
vorangegangenen Validierungsberechnungen wurden zwei Berechnungsgitter — eines fir
LowRe-Modelle und eines fur Modelle mit Wanduberbrickungsfunktionen — erstellt. Eine
genaue Beschreibung des Berechnungsgitters und die Gitterunabhangigkeitsprifung sind im
Anhang enthalten.

Wie im Abschnitt 4.6.1 erlautert, entsteht durch die starke Dampfung der turbulenten
Normalspannung in Wandnormal enrichtung eine axiale Wirbel stérke, welche die Ausbreitung
des Wandstrahls in lateraler Richtung verstarkt. Dadurch kann eine um ca. finf Ma grof3ere
Strahlausbreitungsrate in lateraler Richtung als in Wandnormal enrichtung beobachtet werden.
Fir die praktische Anwendung der Turbulenzmodelle innerhalb der Raumlufttechnik ist
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primér die Entwicklung der Geschwindigkeitsverteilung in Hauptstrémungsrichtung bzw. das
Stromungsbild von Interesse. Die Sekundérstromung ist nur hinsichtlich deren Wirkung von
Relevanz. Aus diesem Grund beschrénkt sich der Vergleich zwischen den gemessenen und
berechneten Daten auf die Gegenuberstellung der Strahlausbreitungsrate.

Laut Abrahamsson (1997) liegen ab einer Strahllauflange von x=50d selbstdhnliche
Strahlprofile und konstante Strahlausbreitungsraten vor. Aus diesem Grund erfolgte die
Ermittlung der berechneten Strahlausbreitungsrate durch die Bestimmung der wandnormalen
und lateralen Halbwertsbreiten yy, bzw. zy, in der x=50d und x=100d Ebene. Die dabei
erzielten Ergebnisse sind in der Tabelle 20 zusammengefasst.

Tabelle 20: Gegentiiber stellung der gemessenen und ber echneten Strahlausbreitungsr aten

Bezeichnung y* Strahlausbreitung Strahlausbreitung Verhdltnis
[1] dyl/zldX [-] le/zldX [-] le/zl dy;uz [-]
Messung von Abrahamsson et al. (1997) 0,065 0,320 4,94
SKE = 0,072 0,067 0,92
RNG = 0,080 0,077 0,96
RKE =1 0,068 0,062 0,90
SKE =20 0,076 0,069 0,90
RNG =20 0,083 0,077 0,93
RKE =20 0,068 0,062 091
SKE mit dliptischer Einlassoffnung (a/b=2) ~20 0,076 0,069 0,91
KW =20 0,098 0,095 0,98
KW-PENG =20 0,073 0,064 0,88
V2F =1 0,084 0,077 0,92
V2F-DAV =1 0,071 0,065 0,90
NL-V2F =1 0,080 0,061 0,76
NL-V2F-DAV =1 0,051 0,101 1,98
NL-V2F mit eliptischen Einlassoffnung (a/b=2) =1 0,079 0,119 1,50
NL-V2F-DAV mit dliptischer Einlassoffnung (a/b=2) =1 0,056 0,103 1,83
NL-LUEBCKE* =1 0,064 0,165 2,57
RSM-IP =20 0,046 0,579 12,65
RSM-IP-WR-CL =20 0,054 0,654 12,08
RSM-IP-WWR =20 0,091 0,099 1,09
RSM-IP-GY =20 0,045 0,547 12,08
RSM-IP-EWT = 0,073 0,442 6,02
RSM-IP-EWT-WWR = 0,062 0,055 0,89
RSM-SSG =20 0,057 0,108 1,88
RSM-SSG mit elliptischer Einlassoffnung (a/lb=2) ~20 0,058 0.161 2,78
RSM-CUBIC =20 0,026 0,533 20,70
RSM-IP-WR-CL** =20 0,053 0,814 15,3
RSM-IP-WWR** =20 0,081 0,079 0,97
RSM-TCL** mit Wandiberbriickungsfunktion =20 0,064 0,530 8,26
RSM-TCL** mit lowRe Erweiterung =1 0,060 0,510 8,54
4GM-SKE nach Heschl und Sanz (2008) =20 0,055 0,350 6,36
4GM-KW-PENG nach Heschl und Sanz (2008) =20 0,065 0,390 6,00

* Berechnungsergebnisse nach L iibcke et al. (2003); ** Berechnungsergebnisse nach Craft und Launder (2001)

Der Vergleich zwischen den berechneten und gemessenen Strahlausbreitungsraten zeigt, dass
lineare Wirbelviskositdétsmodelle in lateraler und wandnormaer Richtung &hnliche
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Strahlausbreitungsraten vorhersagen. Das Verhdltnis der Halbwertsbreiten dzy,/ dyy, liegt
daher bel den klassischen Zweigleichungsmodellen in einer Grof3enordnung von = 1. Dariiber
hinaus ist auch zu erkennen, dass durch die Verwendung von Wandreflexionstermen eine
deutlich zu grol3e Strahlausbreitungsrate in laterder Richtung und eine zu geringe
Strahlausbreitungsrate in Wandnormalenrichtung vorhergesagt werden (dzy./ dyi, = 12).
Grund dafir ist die bereits bel der Durchstromung eines quadratischen Kanas gewonnene
Erkenntnis, dass bei Verwendung von Wandreflexionstermen eine zu grof3e Anisotropie der
turbulenten Normal spannungen berechnet wird.

Interessanterweise sind die nichtlinearen v2f Modelle sowie das RSM-SSG Modell nicht in
der Lage, die laterale Strahlausbreitungsrate zu berechnen. Hingegen ist das nichtlineare
Modell von Libcke et al. (2003) in der Lage, die unterschiedlichen Strahlausbreitungsraten
tendenziell vorherzusagen. Der Grund hierfir liegt in der Ordnung der verwendeten
nichtlinearen Terme. Bei dem nichtlinearen v2f und beim RSM-SSG Model werden
nichtlineare  Glieder  der  Geschwindigkeitsgradienten ~ zur ~ Ermittlung  des
Reynoldsstresstensors bis zur zweiten Ordnung verwendet. Beim Modell von Libcke et al.
(2003) werden hingegen Gradienten bis zur vierten Ordnung herangezogen. Unter
Verwendung von ausschliefdlich quadratischen Termen ist eine ausreichende Differenzierung
zwischen Wand- und Symmetrieebene nicht moglich, sodass eine Sekundarstrémung in
Richtung des Eckpunktes zwischen Symmetrieebene und Wandebene vorhergesagt wird
(vergleichbar mit dem Eckwirbel bel der Durchstromung eines quadratischen Kanals). Diese
Einschrankung kann umgangen werden, wenn am Eintritt eine dem Wandstrahl dhnliche
Geschwindigkeitsverteilung aufgepragt wird. Dazu genigt lediglich eine Streckung des
Eintrittsquerschnittes in z-Richtung um den Faktor zwei, sodass ein ellipsenférmiger
Eintrittsquerschnitt mit dem Verhdtnis a/b=2 entsteht. Das Berechnungsergebnis von linearen
Wirbelviskositdtsmodellen bleibt durch diese Anderung der Eintrittsrandbedingung nahezu
exakt erhalten (dzi./dyi, liegt weiterhin bei ~1) — die nichtlinearen Modelle mit
guadratischen Termen kdnnen hingegen ihre Ergebnisse deutlich verbessern (dzy,/ dyy» liegt
bei ~3 anstait ~1), wobei dies gleichermalden fir algebraische (z.B. NL-V2F) und
differentielle (RSM-SSG) Reynoldsspannungsmodelle gilt.

Hinsichtlich numerischer Stabilitét bestétigten sich die aus der Literatur bekannten
gutmitigen Eigenschaften der linearen Wirbelviskositdtsmodelle. Bel Verwendung einer
Diskretisierungsgenauigkeit zweiter Ordnung fur die konvektiven Terme konnte mit allen
linearen Zweigleichungsmodellen eine konvergente Losung erzielt werden. Dies gilt
gleichermal3en fur die differentiellen Reynoldsstressmodelle mit linearen Druck-Scher-
Korrelationsterm und Wanduberbriickungsfunktionen. Bel den restlichen Modellen konnte
nur eine konvergente Losung durch Reduktion der Diskretisierungsordnung erzielt werden.
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4.7 Zusammenfassung

Der  Vergleich  bestehender  Turbulenzmodelle  zeigt, dass mit linearen
Wirbelviskositdtsmodellen fir zweidimensionale Scherstromungen sehr gute Ergebnisse
erzielt werden kénnen. Sie sind jedoch nicht in der Lage dreidimensionale Effekte, wie z.B.
turbulenzinduzierte Sekundéarstrémungen nachzubilden.

Differentielle Reynoldsstress Modelle sind hingegen in der Lage, die turbulenzinduzierten
Sekundarstromungen zu berechnen — sie weisen jedoch starke Defizite bel der Berechnung
einfacher zweidimensionaler Raumluftstrémungen (z.B. Annex 20 Room) auf und sind zudem
oft numerisch instabil und bendtigen deutlich mehr Iterationen as Zweigleichungsmodelle.
Dariiber hinaus ist eine korrekte Erfassung der Redistribution der turbulenten Spannungen in
unmittelbarer Wandndhe nicht immer gewéhrleistet. Eine gezielte Anpassung der
Modellkonstanten ist &uferst aufwandig, da nur fur einfache Stromungen DNS Daten zur
Verfugung stehen. Die unmittelbare Wechselwirkung zwischen den Proportionalitétsfaktoren
zur Modellierung der Produktions- bzw. Dissipationsrate in der Epsilon-Gleichung sowie des
Druck-Scher Korrelationsterms verhindert eine direkte Kalibrierung der Modellkonstanten
mittels Messungen.*

Versuche Turbulenzmodelle zu entwickeln, die die guten Eigenschaften von linearen
Wirbelviskositdtsmodellen zur Vorhersage der turbulenten Schubspannungen mit den guten
Eigenschaften von differentiellen Reynoldsstress Modellen zur Vorhersage der turbulenten
Normalspannungen kombinieren, wurden zwar in der Vergangenheit (z.B. Heschl und Sanz,
2008) durchgefihrt, sind aber aufgrund nicht vorhandener Invarianz nur eingeschrankt
anwendbar.

Eine logische sinnvolle Alternative zu den differentiellen Reynoldsstress Turbulenzmodellen
stellen die nichtlinearen Wirbelviskositdtsmodelle bzw. die algebraischen Reynoldsstress
Turbulenzmodelle dar. Die mit den NL-V2F-DAV und NL-LUEBCKE Modellen erzielten
Ergebnisse (z.B. Abbildung der turbulenzinduzierten Sekundéarstromungen, zweidimensionale
Raumluftstromung usw.) lassen ein grof3es Potential dieses Modellierungsansatzes vermuten.
Von ener industriellen Anwendung ist jedoch aufgrund der unginstigen numerischen
Eigenschaften (Instabilitét) abzuraten. Die gegeniber den differentiellen Modellen deutlich
einfachere Kalibierung der Modellkonstanten und die bisher erzielten Ergebnisse ermutigen
ein aternatives (d.h. stabiles) nichtlineares Wirbel viskositatsmodell abzuleiten.

“2 Die Aussage bezieht sich auf komplexe Stromungen bei der eine direkte Bestimmung der Dissipationsrate
bzw. der spezifischen Dissipationsrate nicht moglich ist.
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5 Ableitung eines alternativen nichtlinearen Wirbelvisko-
sitdtsmodells

5.1 Kalibrierung der Modellkonstanten

Im Abschnitt 2.2.3 wurde bereits darauf hingewiesen, dass eine Vielzahl an unterschiedlichen
algebraischen Reynoldsstressmodellen in der Literatur verfuigbar sind (vgl. Béaumer, 2000;
Heschl und Sanz, 2008; Heschl et al., 2009 und Heschl, 2008). Zudem sind Modelle, die z.B.
auf die konstitutiven Gleichungen von Shih et al. (1993) beruhen, bekannt. Prinzipiell kdnnen
diesein der Form:

k 1
b =2CT  T=T(S.9,T) T baw T G

zusammengefasst werden. Bei diesen Modellen wird demnach der Anisotropietensor nur vom
lokalen Geschwindigkeitsgradienten und vom turbulenten Zeitma bestimmt.”® Die zur
Schliefdung der Gleichungen erforderlichen Modellkonstanten G, miussen den jeweiligen

Problemstellungen angepasst werden. Dabei ist zu beachten, dass die Wahl der
Modellkonstanten die numerische Stabilitét stark beeinflusst und daher mit Bedacht erfolgen
sollte.

Innerhalb der gegenstandlichen Arbeit beschrankt sich die Validierung der Turbulenzmodelle
auf StrahllUftungssysteme, bel denen die Zuluft Uber mehrere Bohrungen, die unmittelbar
nebeneinander angebracht sind, zugefuhrt wird. D.h. die Zuluft tritt bereits mit einer gewissen
Strahlbreite aus, sodass ein nichtlinearer Ansatz zweiter Ordnung ausreicht, um die
unterschiedlichen Strahlausbreitungsraten des sich einstellenden Wandstrahls prinzipiell
abzubilden. Fur die Modellierung wird daher der von Gatski und Spezide (1992)
vorgeschlagene Ansatz

b,=-C, TS _Csz(SkSki —%SHSH(SU]_CZTZ(QikSkj —ijSki) (5.2

herangezogen. Zur Kalibrierung der Modellkonstanten C; und C, werden experimentelle und
DNS Daten von einfachen Scherstromungen aus der Literatur herangezogen. Eine Ubersicht
der dabei verwendeten Daten ist in Tabelle 21 zusammengefasst. Zur Charakterisierung der
Strémungsparameter werden dabei die dimensionslosen Invarianten i und & verwendet.**

43 Aus diesem Grund werden diese Modelle auch al's nichtlineare Wirbelviskositatsmodel le bezeichnet.

“ Aufgrund der Strémungsstruktur bei den angefilhrten Untersuchungen sind die beiden dimensionslosen
Invarianten 1 und & identisch (n = &).
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Die Bestimmung der dimensionslosen Invarianten erfolgt gemal3 Gleichung (5.3).

n=T,25 ngVZQijQij (5.3

T beschreibt dabei das makroskopische Zeitmald und kann as mittlere Lebensdauer eines
Turbulenzwirbels interpretiert werden. Der Ausdruck 1/,/2S;S; kann as Zeit, die fur die

Entstehung eines Turbulenzwirbels benttigt wird, aufgefasst werden. Somit kann die
dimensionslose Invariante m als die auf die mittlere Entstehungszeit bezogene
charakteristische Lebensdauer eines Turbulenzwirbels gedeutet werden (vgl. Baumer, 2000).
Somit scheint die dimensionslose Invariante 1 ein sinnvoller Parameter zur Charakterisierung
der lokalen Turbulenzstruktur und somit zur Bestimmung der Modellkonstanten zu sein. In
diesem Zusammenhang ist jedoch anzumerken, dass n die lokale Deformation lediglich
betragsmaliig erfasst und somit nicht z.B. zwischen der Durchstromung eines divergierenden
und eines konvergierenden Kanals unterscheiden kann. Ob die lokale Turbulenzstruktur
tatséchlich durch die Parameter 1 und & charakterisiert werden kann, hangt daher von der
jeweiligen Stromungsform ab und ist daher fir den jeweiligen Einzelfall zu prifen (vgl.
Béumer, 2000).

Tabelle 21: Anisotropietensor von unter schiedlichen Scher strémungen

Autor

nbzw. ¢ [ b, [1] by, [1]
Kimet al. (1987) 3,30 0,179 -0,127
Tavoularis and Karnik (1989) 4,30 0,220 -0,160
Tavoularis and Corrsin (1981) 6,08 0,202 -0,145
Tavoularis and Corrsin (1981) 6,25 0,200 -0,150
de Souza et al. (1995) 7,70 0,180 -0,110
Laufer (1951) 3,10 0,220 -0,150

Die in Tabelle 21 zusammengefassten Mess- und Simulationsergebnisse deuten darauf hin,
dass die unterschiedlichen Anisotropien der turbulenten Normalspannungen nur durch
variable Koeffizienten berechnet werden kdnnen. Aufgrund der Tatsache, dass fir homogene
Scherstromungen und fur Grenzschichtstromungen der  Anisotropiekoeffizient by
proportional zu n bzw. & und die Anisotropiekoeffizienten by proportional zu n? bzw. & igt,
wird fur die Berechnung der Modellkonstanten C; und C, folgender Ansatz vorgeschlagen:

¢ =cl?) y=050" +¢°) G4

Die Abb. 48 zeigt die Abhéngigkeit der Modelkonstanten C; und C, von dem
dimensionslosen Invariantenparameter y. Die aus den Daten der Tabelle 21 ermittelten
Modellkonstanten sind in Form von Punkten und die dazugehdrige Naherungsfunktion
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(Gleichung (5.5)) als durchgezogene Linie dargestellt. Aufgrund der guten Ubereinstimmung
zwischen den Werten der Modellkonstanten C; und C, kann der Verlauf beider
Regressionsglei chungen zu einer Naherungsglei chung wie folgt zusammengefasst werden:

0171

C1 = C2 = W (55)

Dariiber hinaus zeigt die Abb. 48 jene Grenzkurven, ab denen positive Normalspannungen
(u,>0 und u,>0) fir einfache Scherstrémungen (homogene Scherstrémung,

zweidimensional e Kanal strémung, Grenzschichtstromungen usw.) berechnet werden.

0 ‘ ; ; ;
-0.005 - e w
@® Messung & DNS Daten
= 1 \ Gleichung (5.5)
~ ) .“‘"’ _
o TR N Grenzkurve u.? [1]
025 | “.,: p)
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-0.015 |
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Abb. 48: Bestimmung der M odellkonstanten C, und C,

Der Vergleich zwischen den Grenzkurven und den Ergebnissen der Regressionsgleichung
(5.5) zeigt, dass die gewdhlte Naherungsgleichung immer positive Normalspannungen
vorhersagt, sodass eine bessere numerische Stabilitat erwartet werden kann.*

Eine Neukalibrierung der Modellkonstanten C,, und C,, bzw. «, und f in den

Turbulenzgleichungen fir die ¢ - bzw. @ -Transportgleichungen entfallt, da die quadratischen
Terme in Gleichung (5.2) fur Grenzschichtstromungen entfallen. Ein individuelles , Tunen®
der Modellkonstanten z.B. zur Anpassung des Entrainments bei freien Scherstrémungen kann
unter Verwendung des logarithmischen Wandgesetzes relativ einfach durchgefiihrt werden
(vgl. Durbin und Pettersson Reif, 2001 und Wilcox, 2006):

* Die Aussage gilt fir einfache Scherstrémungen wie z.B.: homogene Scherstrémung, zweidimensionale
Kanalstrdmung, zweidi mensionale Grenzschichtstromungen usw.
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2 B«
kK= (ng _Clg)as \/C7 bzw. O = v — (5.6)
g B o B

5.2 Implementierung des nichtlinearen Wirbelviskositdtsmodells

Die Implementierung des nichtlinearen Wirbelviskositétsmodells in den kommerziellen CFD-
Code Fluent erfolgte mittels der UDF Schnittstelle (User Defined Function). Dazu wurde eine
sogenannte , Define Adjust Routine definiert, in der die quadratischen Glieder der
turbulenten Spannungen (Gleichung (5.2)) berechnet werden. Die linearen Terme wurden
durch die Verwendung der bereits verfligbaren Zweigleichungsmodelle (SKE und KW
Modell) berticksichtigt. Die zusétzlich erforderlichen Ableitungen der quadratischen Terme
wurden als Quellterme in den drei Impulsgleichungen implementiert. Zudem wurde der
Produktionsterm fur die Transportgleichungen der turbulenten kinetischen Energie, der
Dissipationsrate und der spezifischen Dissipationsrate mittels Quelltermen angepasst. Die
Berechnung des turbulenten Zeitmalies erfolgte fur die k- Version und fur die k-o Version
entsprechend der Gleichung (5.7).

T= k bzw. T=— (5.7)

™ |
@)
e

Aufgrund der guten Ubereinstimmungen mit den experimentellen Befunden fir
zweidimensionale Raumluftstromungen und der ginstigen numerischen Eigenschaften erfolgt
die Anwendung des vorgestellten nichtlinearen Wirbelviskositétsmodells durch Adaptierung
des SKE und KW-PENG Modells. Zur leichteren Zuordnung der erzielten Ergebnisse werden
fir diese nichtlinearen Versionen die Kurzbezeichnungen SKE-NL und KW-PENG-NL in
weiterer Folge verwendet.

5.3 Validierung anhand einfacher Stromungsformen

Die Beurteillung des Verbesserungspotentials des im Abschnitt 5.2 vorgestellten nichtlinearen
Wirbelviskositétsmodells erfolgt zunachst anhand einfacher Strémungsformen. Um einen
unmittelbaren Vergleich mit den Eigenschaften bekannter Turbulenzmodelle zu ermdglichen,
werden dazu die im Kapitel 4 beschriebenen Testfdlle herangezogen. Neben der
Gegenuberstellung mit Messdaten erfolgt ein Vergleich mit den linearen Basisversionen SKE
und KW-PENG. Die verwendeten Berechnungsgitter sind mit denen im Kapitel 4
beschriebenen identisch. In diesem Abschnitt wird daher auf eine detaillierte Beschreibung
der Stréomungssituation und des Gitterdesigns verzichtet. Wenn nicht anders angegeben,
wurde bei den SKE-basierenden Modellen das Berechnungsgitter mit einem dimensionslosen
Wandabstand von y*=30 (Wandiiberbriickungsfunktion) und bei KW-basierenden Modellen
das Berechnungsgitter mit einem dimensionslosen Wandabstand von y*=1 (eine direkte
Auflésung der wandnahen Grenzschicht) verwendet.
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5.3.1 Durchstromung eines ebenen Kanals

Die Abb. 49 und 50 zeigen die mit dem linearen und nichtlinearen Wirbelviskositatsmodell
berechneten Geschwindigkeitsprofile sowie den Verlauf der Turbulenzparameter. Um eine
Aussage Uber das Verbesserungspotential des nichtlinearen Ansatzes tétigen zu kdnnen, sind
darlber hinaus die von Moser et a. (1999) ermittelten DNS-Daten fir die turbulente
Reynoldszahl Re=590 angegeben.

Der Vergleich zwischen dem linearen und nichtlinearen Wirbelviskositdismodell zeigt, dass
die berechnete Verteilung der mittleren Geschwindigkeit, der turbulenten kinetischen Energie
und der turbulenten Schubspannung identisch ist. Diese Eigenschaft kann damit begriindet
werden, dass bel zweidimensionalen Kanalstromungen bzw. Grenzschichtstromungen der
guadratische Beitrag bei der Berechnung der turbulenten Schubspannung verschwindet.
Zudem wird die turbulente Produktion durch die turbulente Schubspannung dominiert, sodass
der Verlauf der turbulenten kinetischen Energie und der Dissipationsrate bzw. der
spezifischen Dissipationsrate nicht beeinflusst wird.
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Abb. 49: Vergleich des nichtlinearen SKE-NL Modells mit den DNS Daten von Moser et al. (1999) und
den Berechnungser gebnissen deslinearen SKE M odells
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Abb. 50: Vergleich des nichtlinearen KW-PENG-NL Modells mit den DNS Daten von Moser et al. (1999)
und den Berechnungser gebnissen deslinearen KW-PENG M odells

Betrachtet man den Verlauf der turbulenten Normalspannungen, ist eine deutliche
Verbesserung durch die Verwendung des nichtlinearen Modells zu erkennen. Der Anstieg der
turbulenten  kinetischen Energie und der turbulenten  Normalspannung in
Hauptstromungsrichtung kann jedoch nicht vorhergesagt werden. Dies liegt daran, dass das
Modell nicht die Low-Reynolds Erweiterung fur die viskose Unterschicht beinhaltet. Dazu
mussten die Modellkonstanten fir den wandnahen Bereich angepasst werden. Da in dieser

Arbeit die Auswirkung der turbulenten Normal spannungsverteilung im Hauptstrémungsgebi et
vorerst untersucht werden soll, wird jedoch darauf verzichtet.

5.3.2 Ebener Freistrahl

In Abb. 51 und 52 sind fur den von Gutmark und Wygnanski (1976) vermessenen
zweidimensionalen Freistrahl die berechneten selbstdhnlichen Strahlprofile dargestellt. Der
Vergleich zwischen den Berechnungsergebnissen zeigt, dass durch die Verwendung des
nichtlinearen Ansatzes die auf die Hauptstrahlachsengeschwindigkeit bezogene turbulente
kinetische Energie sowie die turbulente Schubspannung geringfiigig zunehmen und daduch
im Bereich der Haupstrahlachse (y/yos =~ 0) €ine bessere Ubereinstimmung mit den
experimentellen Daten gegeben ist. Die Gegenuberstellung der turbulenten
Normalspannungsverteilungen unterstreicht zudem das Verbesserungspotential des
nichtlinearen Modells. Der Verlauf der turbulenten  Normalspannungen in
Hauptstromungsrichtung wird durch das nichtlineare Modell deutlich besser wiedergegeben.
Zudem sind geringflgig bessere Ubereinstimmungen der restlichen
Normal spannungskomponenten mit den experimentellen Daten zu erkennen.
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Abb. 51: Vergleich des nichtlinearen SKE-NL Modells mit den Messergebnissen von Gutmark und
Wygnanski (1976) und den Berechnungser gebnissen des linearen SKE M odells
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Abb. 52: Vergleich des nichtlinearen KW-PENG-NL M odells mit den M esser gebnissen von Gutmark und
Wygnanski (1976) und den Berechnungser gebnissen des linearen KW-PENG M odells

Die Verbesserung des Berechnungsergebnisses durch die Verwendung des nichtlinearen
Ansatzes wird auch durch den Vergleich der Strahlausbreitungsraten (siehe Tabelle 22)
bestétigt. Der nichtlineare Ansatz fihrt zur Verminderung der Strahlausbreitungsrate um ca
4-5%, sodass diese eine bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Daten aufweist.
Aufgrund der gleichzeitigen Zunahme der turbulenten Schubspannungen kann man daraus
schlief3en, dass die turbulente Normal spannungsverteilung die Ausbreitungsrate und somit das
Entrainment des Freistrahls beeinflusst.
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Tabelle 22: Vergleich der berechneten und gemessenen Strahlausbreitungsraten

Bezeichnung Strahlausbreitungsrate
dy/dx [1]

Experiment

Gutmark und Wygnanski (1976) 0,100

Wilcox (2006) 0,100-0,110
SKE 0,110
SKE-NL 0,105
KW-PENG 0,115
KW-PENG-NL 0,110

5.3.3 Zweidimensionaler Wandstrahl

Der Vergleich zwischen den berechneten selbstdhnlichen Geschwindigkeits- und
Turbulenzprofilen eines zweidimensionalen Wandstrahls zeigen die Abb. 53 und 54. Sowohl
das lineare as auch das nichtlineare Wirbelviskositdtsmodell Uberschdtzen die turbulente
kinetische Energie sowie die turbulenten Spannungen, wobei die nichtlinearen Modelle
geringfligig hohere Turbulenzgrof3en vorhersagen. Bel der Berechnung der turbulenten
Normalspannungen und der Strahlausbreitungsraten (siehe Tabelle 23) weisen sie jedoch eine
deutliche bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Daten auf. Beim Vergleich der
mittleren Geschwindigkeitsverteilung ist kein nennenswerter Unterschied zwischen den
linearen und nichtlinearen Modellen festzustellen.
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Abb. 53: Vergleich des nichtlinearen SKE-NL M odells mit den M esser gebnissen von Abrahamsson et al.
(1994) und den Berechnungser gebnissen deslinearen SKE Modells
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Abb. 54: Vergleich des nichtlinearen KW-PENG-NL M odells mit den M esser gebnissen von Abrahamsson
et al. (1994) und den Berechnungser gebnissen deslinearen KW-PENG M odells

Tabelle 23: Vergleich der berechneten Strahlausbreitungsraten eines zweidimensionalen Wandstrahls

Bezeichnung Strahlausbreitungsrate
dy1/2/ dx [1]

Experiment (Abrahamsson et al., 1994) 0,081

SKE 0,098

SKE-NL 0,092

KW-PENG 0,099

KW-PENG-NL 0,093

5.3.4 Zweidimensionale Raumluftstromung

In Abb. 55 sind die berechneten Geschwindigkeitsprofile in einem bellfteten Raum (2D
Annex 20 Room) mit den experimentellen Daten von Nielsen et al. (1978) gegenlibergestel|t.
Bei den SKE-Modellen sind nur geringfigige Unterschiede zwischen den
Geschwindigkeitsprofilen des linearen und nichtlinearen Modells erkennbar. Bei den KW-
PENG Modellen sind im Bereich des Rickstromgebietes unter dem Einlass (x = 1H; y/H<0,5)
deutlich grolRere Abweichungen zwischen den beiden Modellvarianten zu erkennen. Im
Vergleich zu den experimentellen Daten wird mit dem nichtlinearen Modell in diesem
Bereich die Stromungsgeschwindigkeit besser vorhergesagt. Zudem lasst der Verlauf der
Stromungsprofile darauf schlief3en, dass durch die nichtlinearen Modelle der Abldsepunkt im
Ruckstrombereich (siehe dazu auch Abschnitt 4.5) etwas friiher eintritt.
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Abb. 55: Vergleich der berechneten Geschwindigkeitsprofile im 2D Annex 20 Room (M esser gebnisse nach
Nielsen et al., 1978)

Der Verleich zwischen den berechneten und gemessenen Abldse- und Anlegepunkten (siehe
Tabelle 24) bestétigt diese Vermutung. Durch die Verwendung des nichtlinearen Modells
entsteht ein deutlich groi3er ausgepragter Sekundarwirbel unterhalb der Einlassoffnung. Stellt
man die einzelnen Berechnungsergebnisse den Messergebnissen gegentber, ist zu erkennen,
dass durch die Verwendung des nichtlinearen Modells eine deutliche Verbesserung der
gualitativen Vorhersagegenauigkeit erzielt werden kann.

Tabelle 24: Gegenuber stellung der gemessenen und ber echneten Abldse- und Anlegepunkteim

2D Annex 20 Room

Bezeichnung Abl6sepunkt Anlegepunkt

x[m] yim]
Messung (Pedersen und Meyer, 2001) 2,78 1,82
SKE 0,29 0,37
SKE-NL 1,61 1,66
KW-PENG 1,21 0,70
KW-PENG-NL 2,79 2,23

Demzufolge haben die turbulenten Normalspannungen — neben dreidimensionalen Effekten
wie turbulenzinduzierten Sekundérstromungen — sichtlich auch Auswirkungen auf das
Stromungsbild von zweidimensionalen Raumluftstromungen.
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5.3.5 Durchstromung eines quadratischen Kanals

Die Abb. 56 zeigt die berechneten und von Sata e a. (1994) gemessenen
Sekundarstromungen sowie die Differenz der Anisotropietensoren bss-by, in enem
guadratischen Kanal. Wie bereits im Abschnitt 4.6.2 gezeigt, sind lineare
Wirbelviskositdtsmodelle nicht in der Lage, die Anisotropie der turbulenten
Normalspannungen vorherzusagen und daher die daraus resultierenden Sekundérstromungen
zu berechnen. Das neue nichtlineare Wirbelviskositdtsmodell ist hingegen in der Lage, die
Anisotropie und somit auch die Sekundarstrémungen abzubilden. Der unmittelbare Vergleich
zwischen den beiden nichtlinearen Modellen SKE-NL und KW-PENG-NL zeigt, dass die
dimensionslose Differenz bss-b, und der Betrag der Sekundarstromungen dieselben
Grolenordnungen aufweisen. Im Vergleich zu den experimentellen Daten werden jedoch die
Werte der diskutierten Parameter zu klein vorhergesagt. Ein Grund dafir ist die deutlich zu
gering berechnete Anisotropie in unmittelbarer Wandnéhe. Diese Unzulanglichkeit wurde
bereits bei der Vaidierung der nichtlinearen Modelle fir zweidimensiona e Kanal strémungen
aufgezeigt. Die dabel angesprochene Modifikation der Modellkonstanten fir den wandnahen
Bereich wirde auch in diesem Fall zu einer Verbesserung fihren.
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Abb. 56: Vergleich der gemessenen und berechneten turbulenzinduzierten Sekundéarstrémungen sowie
Darstellung der  Differenz der  normierten  Normalspannungskomponenten  quer  zur
Hauptstr 6mungsrichtung

5.3.6 Dreidimensionaler Wandstrahl

Eine Ubersicht Uber die Vorhersagefahigkeit der Strahlausbreitungsraten von linearen und
nichtlinearen Wirbelviskositétsmodellen ist in Tabelle 25 zusammengefasst. Der gewdhlte
nichtlineare Wirbelviskositédtsansatz fuhrt nur eingeschrénkt zur Verbesserung der
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Vorhersagegenauigkeit der unterschiedlichen  Strahlausbreitungsraten. Aufgrund  der
Vernachléssigung der quadratischen Terme ist das vorgestellte Modell nicht in der Lage, die
Messergebnisse von Abrahamsson (1997) vorherzusagen. Wird jedoch die Einlassgeometrie
geringflgig adaptiert (z.B. durch eine elliptische Einlasstffnung mit a/b=2) kann das Modell
die unterschiedlichen Ausbreitungsraten deutlich besser berechnen as lineare
Wirbelviskositdtsmodelle (siehe Abschnitt 4.6.3).

Tabelle 25: Gegenuberstellung der gemessenen und ber echneten Strahlausbreitungsr aten

Bezeichnung y* Strahlausbreitung Strahlausbreitung Verhdltnis
[1] dyl/zldX [-] le/zldX [-] le/zl dy;uz [-]
Messung von Abrahamsson (1997) 0,065 0,320 4,94
SKE =20 0,076 0,069 0,90
SKE mit dliptischer Einlassoffnung (a/b=2) ~ 20 0,076 0,069 0,91
SKE-NL =20 0,092 0,082 0,89
SKE-NL mit eliptischer Einlassoffnung (a/b=2) ~20 0,070 0,270 3,88
KW-PENG =20 0,073 0,064 0,88
KW-PENG-NL =20 0,072 0,111 1,54
KW-PENG-NL mit eliptischer Einlasstffnung (a/b=2) =20 0,079 0,252 321

5.4 Zusammenfassung

Die Gegenuberstellung der Mess- und Berechnungsergebnisse fur die zweldimensionale
Kanastromung, den ebenen Frei- und Wandstrahl, die Durchstromung eines quadratischen
Kanals und den dreidimensionalen Wandstrahl hat gezeigt, dass der vorgestellte nichtlineare
Wirbelviskositétsansatz eine deutliche bessere Vorhersage der turbulenten Normal spannungen
ermoglicht. In diesem Zusammenhang wurde auf die damit verbundene Fahigkeit,
turbulenzinduzierte Sekundérstromungen vorherzusagen eingegangen und ausfihrlich
diskutiert. Dabel wurde gezeigt, dass der gewéhlte nichtlineare Ansatz die im Abschnitt 4
angefuhrten Unzuldnglichkeiten der linearen Modelle umgeht und die turbulente
Schubspannungsverteilung durch die zusétzlichen quadratischen Terme nur geringfligig
beinflusst wird. Die gutmitigen Eigenschaften linearer Zweigleichungsmodelle (z.B. die
einfache Kalibrierung der Modelle zur Vorhersage des Eintrainments, hohe numerische
Effizienz und Stabilitdt usw.) bleiben somit erhaten. Das Verbesserungspotential des
vorgestellten nichtlinearen Ansatzes fur die praktische Anwendung an komplexen
dreidimensionden  Raumluftstréomungen  kann  jedoch aus den  bisherigen
Untersuchungsergebnissen nicht abgeleitet werden. Aus diesem Grund werden im folgenden
Abschnitt umfangreiche Validierungsuntersuchungen an komplexen Raumluftstrémungen
vorgestellt.
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6 Untersuchungen zur Strahlltftung

6.1 Einleitung

Die Vaidierung der Turbulenzmodelle erfolgte anhand zweier geometrisch unterschiedlicher
Modellraume die mit einem StrahllUftungssystem ausgestattet waren. Die geometrischen
Abmessungen und die Anordnung der Zu- und Abluftoffnungen der dabei verwendeten
Modellraume sind in Abb. 57 dargestellt.
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Abb. 57: Geometrische Abmessungen der untersuchten R&ume und Anordnung der Zu- und
Abluftéffnungen (Abmessungen in mm)

In beiden Féllen wurde die Zuluft Gber einen runden Zuluftkanal (Plexiglaskanal mit einem
Aul¥endurchmesser von 38 mm und 3 mm Wandstarke) mittels kreisrunden Bohrungen auf
der linken Seite eingebracht. Die Anordnung und die Abmessungen der Bohrungen sind
in Abb. 58 ersichtlich.
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Abb. 58: Geometrische Abmessungen der verwendeten Zuluftkandle (Abmessungen in mm)
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Beim Modellraum | wurden die Bohrungen (Durchmesser 2 mm) aquidistant in einer Reihe
mit einem Abstand von 3 mm angeordnet. Daraus ergab sich eine Gesamtléange des
Einstrombreiches von 666 mm. Beim Modellraum 11 wurden die Bohrungen (Durchmesser
1,3 mm) ebenfalsin einer Reihe quidistant mit einem Abstand von 1,5 mm angeordnet. Jede
achte Bohrung wies jedoch einen deutlich grofReren Abstand auf, sodass insgesamt 32
Bohrgruppen mit jeweils sieben Bohrungen vorlagen. Die Abstdnde der einzelnen
Bohrgruppen waren konstant und betrugen 13,5 mm. Die daraus resultierende Gesamtlénge
des Einstrombereiches betrug 428,8 mm (entspricht einem Zentrumsabstand zwischen der
ersten und letzten Bohrung von 427,5 mm).

Die Abluft wurde bel beiden Modellen auf der rechten Seite — jedoch mit unterschiedlichen
Abluftéffnungen — abgefuhrt. Beim Modellraum | wurde unmittelbar unter der Decke ein
Schlitz mit 666 x 12 mm angebracht. Hingegen besal? der Modellraum 11 einen runden
Abluftkana mit kreisrunden Bohrungen (die Anordnung der Bohrungen und die
Bohrungsdurchmesser sind mit dem Zuluftkanal identisch), der die Abluft senkrecht nach
oben abfihrt. Die Lange Uber die dabei die Luft abgefuihrt wurde, entsprach somit ebenfalls
428,8 mm. Der Einstromwinkel o wurde fir den Modellraum | mit a=16° und fir den
Modellraum Il mit 0=26,5° festgel egt.

Vergleicht man die Abmessungen der Einstroméffnungen mit den Raumabmessungen,
offenbaren sich fur die Simulation auf3erst ungunstige geometrische Verhaltnisse. Diese
fuhren unweigerlich zu einer hohen lokalen Auflésung des Berechnungsgitters und somit zu
einem hohen numerischen Aufwand. Daher sind Mal3nahmen zur Vereinfachung der
Eintrittsrandbedingungen erforderlich. Aus diesem Grund beschrankt sich das folgende
Kapitel auf die Diskussion einer sinnvollen Mdaglichkeit zur Vereinfachung der
Eintrittsrandbedingungen sowie deren Auswirkungen. Erst anschlief3end werden die mit den
beiden Modellraumen durchgefhrten Validationsuntersuchungen beschrieben.

6.2 Voruntersuchung zur Vereinfachung der Eintrittsrand-
bedingung

6.2.1 Einleitung

6.2.1.1 Impuls- und Energieerhaltung am Eintritt

Bel den untersuchten Modellrdumen erfolgte die Luftzufuhr Uber Zuluftbohrungen, die in
einer Reihe aquidistant angeordnet wurden (siehe Abschnitt 6.1). Aufgrund des geringen
Abstandes zwischen den einzelnen Bohrungen und der turbulenten Austauschvorgénge kann
davon ausgegangen werden, dass sich bereits nach kurzer Strahllange ein ebener Freistrahl
ausbildet (vgl. Graff und Hofmann, 1975). Es konnen somit die Ahnlichkeitsbeziehungen
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turbulenter Freistrahlen herangezogen werden, um eine readlitétsnahe Vereinfachung der
Eintrittsgeometrie abzul eiten.*® Demnach ist die Geschwindigkeitsverteilung eines isothermen
turbulenten Freistrahls durch den kinetischen Eintrittsimpuls I, und die Strahlkrimmung

eines anisothermen Freistrahls durch den zugefiihrten charakteristischen Warmestrom Q,

bestimmt (vgl. Heschl et a. , 2002, Fleischhacker und Schneider, 1980). Dartiber hinaus hat
Hanel (1977 und 1996) festgestellt, dass eine erhthte Anfangsturbulenz ebenfalls eine
Einflussgrof3e darstellt, die durch entsprechende Definition der Turbulenzparameter as
Eintrittsrandbedingung beriicksi chtigt werden kann.

Aus den bisher durchgefuhrten Untersuchungen lasst sich ableiten, dass eine moglichst
realitdtsnahe Vereinfachung der Eintrittszustande fur die Stromungssimulation eine identische
Erflllung des Eintrittsimpulses 1, und des Warmestroms Q, voraussetzt. Die Forderung der

identischen Erflllung des Eintrittsimpulses |, und des Warmestroms Q, fuhrt zur Annahme,

dass die im Abschnitt 2.3.3 beschriebene Momentum Methode (Lemaire et a., 1993) zur
Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung geeignet erscheint. Wobei die beschriebene
Inkonsistenz dieser Methode durch einen geeigneten Ansatz umgangen werden muss. Ein
moglicher Ansatz ist die Definition des zugefihrten Massen- bzw. Wéarmestroms direkt am
Eintrittsrand aufzupragen und den Impulsstrom in den benachbarten Zellenvolumen zu
korrigieren. Dazu wird in diesem Berechnungsgebiet ein entsprechender Quellterm in der
Impulserhaltungsgleichung hinzugefiigt. Die Abstimmung der Turbulenzparameter an der
Eintrittsflache kann Gber einen Vergleich der turbulenten Spannungen nach einer bestimmten
Strahllange erfolgen.

6.2.1.2 Transitionale Eigenschaften von Freistrahlen

Nach Regenscheit (1976) konnen Freistrahlen, die zu Beginn keine Turbulenz aufweisen
(Luftaustritt entspricht einer laminaren Strémung) und nach einer gewissen Laufstrecke in die
turbulente Stromungsform Ubergehen, eine héhere Mischzahl aufweisen. Diese Ergebnisse
werden durch die experimentellen Untersuchungen von Hanel und Richter (1979) an einem
axialsymmetrischen Freistrahl bestétigt. Die Autoren zeigen, dass zwischen dem laminaren
und dem turbulenten Freistrahl ein groRer Ubergangsbereich existiert, in dem sich die
Strahlgesetzesmaliigkeiten verandern. Erst ab einer Grenz-Reynoldszahl von ca. Rey> 20.000
ist eine eindeutige GesetzmaRigkeit erkennbar, bei der die Ahnlichkeitsbeziehungen
unabhangig von der Reynoldszahl Re, sind.

Ahnliche Ergebnisse konnten bei der experimentellen Untersuchung eines ebenen isothermen
Freistrahl von Deo (2005) und Deo et a. (2007) erzielt werden. Die Autoren zeigten, dass die

“ Streng genommen muss zudem die Weglénge gegeniiber der néchstliegenden Raumumschliefungsflache
gering sein, sodassin diesem Bereich die Freistrahlbedingungen gelten.
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Kernlénge und die Strahlausbreitungsrate im selbstéhnlichen Bereich stark von der
Reynoldszahl  abhangig sind. Bei geringen Reynoldszahlen (Rey=10®)  wurden
Strahlausbreitungsraten im Bereich von dyos/dx~0,14 und bei groferen Reynoldszahlen
(Re~10%) im Bereich von dyos/dx~0,09 ermittelt. Die von Deo und anderen Autoren
gemessenen Strahlausbreitungsraten sind in Abb. 59 in Abhangigkeit der Reynoldszahl
dargestellt. Der Verlauf der einzelnen Messwerte lasst ebenfalls ein asymptotisches Verhalten
ab einen Bereich von Rey~10* vermuten.
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Lemieux und Oosthuizen (1985)
Jenkins und Goldschmidt (1973)
Hitchman et al. (1990)
Browne et al. (1982)
Gutmark und Wygnanski (1976)
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Abb. 59: Vergleich der von unterschiedlichen Autoren gemessenen Strahlausbreitungsraten ebener
Freistrahlen in Abhéangigkeit der Reynoldszahl am Austritt

Die experimentellen Untersuchungen Uber die Selbstdhnlichkeit turbulenter Freistrahlen
haben zudem gezeigt, dass bei Reynoldszahlen Rey<10* Abweichungen gegeniiber
klassischen Benchmarks, wie z.B. der Freistrahluntersuchung von Gutmark und Wygnanski
(1976) entstehen konnen. Dies ist insofern von Bedeutung, da zur Kalibrierung der
Modellkonstanten (im Besonderen jener, die das Verhdtnis zwischen Produktion und
Dissipation beschreiben) in der Regel derartige freie Scherstromungen herangezogen werden.

6.2.1.3 Inhalt und Gliederung der Voruntersuchungen

Um den Einfluss unterschiedlicher Methoden zur Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung
am Zulufteintritt auf das Stromungsfeld untersuchen zu kdnnen, wurden Berechnungen und
Vergleichsmessungen mittels Particle Image Velocimetry am Luftdurchlass durchgefihrt. Als
Vergleichswerte wurden dabei die Geschwindigkeitsverteilung, die Strahlprofile und die
Reynoldsschen Spannungen im  selbstéhnlichen Bereich herangezogen. Aufgrund der
unregelmaligeren Verteilung der Durchlassbohrungen beschranken sich zunédchst die
Untersuchungen auf den Zuluftkanal des Modellraums II. Um eine bessere geometrische
Auflésung der Strahlprofile zu ermdglichen, wurde dabei ein Scale-up-Zuluftkanal, dessen
Zuluftoéffnungen einen Durchmesser von d=8,6 mm (dwiogei 1 = 1,3 mm) aufweisen,
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verwendet. Ausgehend von den dabel erzielten Untersuchungsergebnissen wurde die
Erfordernis weiterfihrender Messungen im Eintrittsbereich zur systematischen Validierung
verfugbarer Turbulenzmodelle diskutiert.

Die Beschreibung der dabei verwendeten Messtechnik und Simulationsmodelle erfolgt in den
folgenden Abschnitten.

6.2.2 Messtechnische Untersuchungen

Zur messtechnischen Ermittlung der mittleren Geschwindigkeitsverteilung und der
Reynoldsschen Spannungen direkt nach dem Luftdurchlass wurde ein zweidimensionales
PIV-System verwendet. Um auch die Vereinigung der Einzelstrahlen messtechnisch erfassen
zu konnen, wurde eine zweidimensionale Traversiereinrichtung mit entsprechender
Montagevorrichtung zur Befestigung der Lichtschnittoptik, des Lasers und der Kamera
errichtet. Die Messungen wurden aus laserschutztechnischen Griinden in einer eigens dafr
errichteten Laserschutzkabine durchgefuhrt. Es ist zwar damit eine geometrische
Einschrankung verbunden, trotzdem koénnen aber prinzipielle Aussagen Uber die Genauigkeit
der vorgeschlagenen Vereinfachung der Eintrittsrandbedingungen getroffen werden. Der
prinzipielle Messaufbau ist in Abb. 60 dargestel|t.
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Abb. 60: Messprinzip zur Erfassung des M assen- und | mpulsstroms am Eintritt

Die Luftversorgung erfolgte Uber eine frequenzgesteuerte Ventilatoreinheit, die die Luft Gber
den Stromungsgleichrichter, der Durchflussmesseinrichtung und der eigentlichen Messtrecke
fihrte. Laut Werkskalibrierschein kann fir die Durchflussmessung eine relative
Messunsicherheit von <1,5% und fir die Druckmessung von < 0,5% vom Messwert
angegeben werden. Zur exakten Bestimmung der Dichte wurden wéhrend der Messung die
Temperaturen, die Feuchte und der Umgebungsdruck aufgezeichnet.

Aufgrund der sehr kleinen Zuluftéffnungen des Modellraums Il (d=1,3 mm) wurden fur die
Messungen die Zuluftéffnungen in Form von Luftdurchlasselementen mit jeweils sieben
Bohrungen (d=8,6 mm) in einem vergrof3erten Massstab nachgebaut. Eine Detailskizze des
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Luftdurchlasselementes ist im Anhang (Abschnitt A.7) enthalten. Als Zuluftkanal wurde
dabel en Plexiglasronr mit einem Aussendurchmesser von 80 mm verwendet. Die
Luftversorgung erfolgte von beiden Seiten. Damit von der Seite keine Luft mitgerissen
werden kann, wurden seitlich feststehende Wande aus Plexiglas angebracht. Die Zufuhr des
fir die Messung bendtigten Seedings erfolgte Gber einen mit Druckluft betriebenen Seeding
Generator und einer Mischkammer, in der das Seeding mit der Zuluft zusammengefihrt
wurde. Die Druckluftmenge wurde separat mittels Schwebkorper messtechnisch erfasst und in
der Auswertung bertcksichtigt.

Abb. 61: Verwendeter M essaufbau

Die Lichtschnittebene wurde in Hauptstrémungsrichtung und die Kameraposition nahezu
normal zur Lichtschnittebene ausgerichtet (siehe Abb. 61). Die Lichtschnittoptik und die
beiden Kameras wurden auf einer zweidimensionalen Positionierungseinrichtung derart
fixiert, dass trotz Traversierung keine Anderung der Kamerafokussierung erforderlich war.

Die Korrelation und die statistische Auswertung erfolgten mit der FlowManager Software
Version 4.50.17 der Fa. Dantec. Die Berechnung des mittleren Verschiebevektors erfolgte
Uber die adaptive Kreuzkorrelation mit einem Abfragefenster von 32 x 32 Pixel. Zudem
wurde eine Uberlappung des Abfragefensters von 25% verwendet. Als KenngrolRe zur
Validierung des Korrelationspeaks wurde dessen Eindeutigkeit (Grenzwert 20%) und zur
Validierung des ermittelten Vektors der Vergleich mit den lokalen Nachbarvektoren (5x5
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Vektoren und ein Akzeptanzfaktor fur die Erfassung unrealistischer Faktoren von 0,12)
herangezogen. Zur Verbesserung der Positionsbestimmung des K orrel ationspeaks wurde eine
Subpixelinterpolation mit Gaul3-Fit verwendet. Die GrofRe des Messausschnittes betrug ca
120 x 94 mm? pro Kamera. Die Traversierung in die xs-Richtung erfolgt direkt Uber den
Mess-PC in 10 mm Schritten und in xj;-Richtung héndisch (Fixierung des
Kameramittel punktes). Das Messvolumen umfasste daher die Bereiche x; = 100 bis 250, 350
bis 450 und 550 bis 650 mm; X, = -20 bis 100 mm und x3 = -10 bis 133,5 mm
(Koordinatenrichtung siehe Abb. 62).

6.2.3 Beschreibung des numerischen Berechnungsmodells

Fir die Gegentberstellung des Strahlverlaufes und der TurbulenzgréfRen wurden drel
Berechnungsmodelle  erstellt.  Ein  Modell  bildet, unter  Ausnutzung  der
Symmetrierandbedingungen, den experimentellen Aufbau malistabsgetreu ab. Das
Berechnungsgitter umfasst somit den Zuluftkanal mit den Luftdurchlasselementen und den
Ausstrombereich. Eine Prinzipdarstellung des verwendeten Berechnungsmodells ist in Abb.
62 dargestellt. Die Detailzeichnung der verwendeten Luftdurchlasselemente befindet sich im
Anhang.
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Abb. 62: Simulationsmodell | mit exakter Nachbildung der L uftdurchlassgeometrie (Diisenkanal)

Das Strémungsgebiet ist durch seitlich angeordnete Wande (H = 400 mm und L = 1000 mm)
abgegrenzt, sodass in diesem Bereich ein Einsaugen der Umgebungsluft verhindert wird. Die
Zuluft wird Uber drel Luftdurchlasselemente mit jewells sieben Bohrungen, die in einem
Plexiglasrohr eingearbeitet sind, zugefuhrt. Der Abstand zwischen den einzelnen
Luftdurchlasselementen betrug a, =216mm (d =8,6mm, s; =89mm) und zwischen den

beiden saitlich angeordneten Wénden B = 267mm. Wie im experimentellen Aufbau erfolgte
die Luftzufuhr von beiden Seiten, sodass symmetrische Randbedingungen hinsichtlich der
Ausstromung angenommen werden konnten. Um eine homogene Strémungsverteilung im
Zuluftkanal sicherzustellen, wurde eine Einlaufstrecke von 15D definiert.
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Die Eintrittsrandbedingung fur den Zuluftkanal wurde Uber die mittlere Geschwindigkeit ug, ,
den Turbulenzgrad Tu=10% und enem turbulenten Langenma? von |=0,07d
vorgegeben.*” Um Aussagen (ber den Zusammenhang zwischen der mittleren
Austrittsgeschwindigkeit und dem Austrittssimpuls erhalten zu kénnen, wurde die mittlere

Kanaleintrittsgeschwindigkeit u,, variiert. Die Turbulenzparameter fur die Druckeinlass und

Druckauslass Randbedingung (falls eine Ruckstromung in das Berechnungsgebiet erfolgt)
wurden mit einem Turbulenzgrad von Tu =10% und einem Verhdtnis zwischen turbulenter
und molekularer Viskositét von 10 vorgegeben.
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Abb. 63: Simulationsmodell Il und 111 mit vereinfachter Nachbildung der L uftdur chlassgeometrie

Beim zweiten Berechnungsmodell wurden die drei Luftdurchlasselemente durch einen
zweidimensionalen Schlitz, der diesdlbe freie Querschnittfléche aufwies, ersetzt. Fir die in
dieser Arbeit untersuchten Luftdurchlasselemente ergab sich somit eine Schlitzhéhe von h
~ 4,57 mm. Uber diesen Schlitz wurden zunéchst die mittlere Stromungsgeschwindigkeit, die
turbulente kinetische Energie und die Dissipationsrate als Randbedingung aufgepragt, wobei
die turbulente kinetische Energie und die Dissipationsrate tber den Turbulenzgrad und der
turbulenten Langenskala vorgegeben wurden. Die restlichen Randbedingungen wurden
identisch zum detailgetreuen Modell definiert.

Beim dritten Berechnungsmodell wurden die drei Luftdurchlasselemente ebenfalls durch
einen zweidimensionalen Schlitz ersetzt. Die Hohe des Schlitzes entsprach dabei dem
Bohrungsdurchmesser (h = 8,6 mm), sodass im Einlassbereich eine geringere Auflésung der
Berechnungszellen erforderlich war. Damit der zugefiihrte Luftmassenstrom eingehalten
werden konnte, wurde die Eintrittsgeschwindigkeit entsprechend dem M assenerhaltungssatz
angepasst. Die Impulskorrektur aufgrund der unterschiedlichen effektiven Ausstromflachen

“" Der Turbulenzgrad und die turbulente Langenskala werden zur Berechnung der turbulenten kinetischen

3/4

Energie K = 2/3-(u -Tu)2 und der Dissipation & =C,, -k¥2 /1 herangezogen.
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erfolgte in einem separaten Berechnungsgebiet (siehe Abb. 63). Dieses Berechnungsgebiet
wurde direkt nach der Einstromflache — also in jener Region, wo die Einzelstrahlen sich zu
einem Gesamtstrahl vereinten — definiert. Die Impulskorrektur erfolgte in Form eines
zusétzlichen Quellterms, der in den Impul serhaltungsgle chungen hinzugeflgt wurde.

6.2.4 Vergleich der Mess- und Simulationsergebnisse

Bel dem messtechnisch untersuchten Dusenkanal stromte die Zuluft durch die einzelnen
Bohrungen in das Freile. Unmittelbar nach dem Austreten wurde durch die turbulenten
Impul saustauschvorgange Umgebungsluft von oben und unten mitgerissen (Entrainment). An
den seitlichen Strahlgrenzflachen konnte diese Impul saustauschvorgénge ebenfalls beobachtet
werden. Sie bewirkten ein Zusammenfihren der Einzelstrahlen zu einem quas
zweidimensionalen Freistrahl. Innerhalb welcher Lauflange diese Homogenisierung erfolgt,
héngt im Wesentlichen vom Abstand a4 ab (der Abstand zwischen den einzelnen Bohrungen
ist deutlich kleiner und kann daher vernachlassigt werden). Die Entwicklung dieser
Homogenisierung ist in Abb. 64 ersichtlich. Dargestellt sind die gemessenen und mit dem
SKE Modell berechneten Hauptstrahlachsengeschwindigkeiten (d.h. u;-Geschwindigkeits-
verteilung auf der x, = 0 Ebene) fur vier unterschiedliche Strahllaufléngen (x1=4,6 &, X1=9,3
a4, X1=18,5 a4 und x,=27,8 a;) des Simulationsmodells I.
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Abb. 64: Entwicklung der Geschwindigkeitsprofile entlang der Hauptstrahlachse (x,=0),
Simulationsmodell |

Die dargestellten Geschwindigkeitsprofile zeigen die Reduktion des durch den Abstand &g
erzeugten Geschwindigkeitsgradienten. Innerhalb der betrachteten Auswerteebenen ist jedoch
eine Beenflussung durch die runden Einzelstrahlen nicht zu erkennen. Demnach ist
anzunehmen, dass durch den geringen Abstand zwischen den einzelnen Bohrungen sich die
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sieben Einzelstrahlen unmittelbar nach dem Austritt vereinen. Hingegen ist fur die
Vereinigung der Einzelstrahlen aller Luftdurchlasselemente eine Strahllauflange von x;~25a4
notwendig. Vergleicht man die Messs und Berechnungsergebnisse, ist eine gute
Ubereinstimmung der Geschwindigkeitsprofile zu erkennen. Die Berechnung ist in der Lage
die erforderliche Strahllauflange bis zur Homogenisierung der Geschwindigkeitsprofile mit
guter Naherung vorherzusagen.

Eine gute Ubereinstimmung zwischen gemessenen und berechneten
Hauptstrahlachsengeschwindigkeiten ist auch entlang der Hauptstrahlachse (x,=0 und x3=0)
ersichtlich (vgl. Abb. 65). Betrachtet man die durch die vereinfachten Randbedingungen
erzielten Berechnungsergebnisse, ist zu erkennen, dass ab einer Strahllauflénge von x;~25ay
alle berechneten Geschwindigkeiten mit den Messergebnissen sehr gut Ubereinstimmen.
Offenbar hat die Strahlvereinigung nur einen geringen Einfluss auf die
Geschwindigkeitsverteilung stromabwaérts der Eintrittsdffnung.
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Abb. 65. Vergleich der gemessenen und mit dem SKE Model berechneten
Hauptstrahlachsengeschwindigkeiten (x,=0 und x3;=0); Nozzle SKE entspricht dem Simulationsmodell |
(vollstandige Nachbildung der Austrittsoffnungen); Slot SKE entspricht dem Simulationsmodell 11
(Schlitzauslass); Slot MC SKE entspricht dem Simulationsmodell 111 (Schlitzauslass mit | mpulskorrektur
/ Momentum Correction)

Die unmittel bare Gegentiberstellung der mittels vereinfachter Eintrittsrandbedingung erzielten
Berechnungsergebnisse zeigt zudem, dass bereits nach einer kurzen Strahllauflange nahezu

identische Geschwindigkeitsverteilungen vorliegen. Die vorgestellte Impul skorrektur ist daher
eine wirkungsvolle M églichkeit, den Rechenaufwand zu reduzieren.

Fir die Raumlufttechnik ist neben dem Abbau der Geschwindigkeit auch die Zunahme des
durch den Freistrahl transportierten Luftvolumens von Interesse. Zur Kennzeichnung wird
dazu oft das Verhdtnis zwischen dem Luftvolumenstrom am Eintritt und dem innerhalb des
Strahls mitgefiihrten Volumenstrom herangezogen. Fir den praktischen Liftungstechniker
wird dieses Verhdltnis gerne zur Interpretation des Durchmischungsprozesses hinsichtlich des
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Geschwindigkeitss und Temperaturabbaus, der Frischluftverteilung, usw. herangezogen.
Zudem wird durch die damit beschriebene Einsaugwirkung der Coandaeffekt wesentlich
bestimmt. Zur Untersuchung der Auswirkungen vereinfachter Eintrittsrandbedingungen auf
diesen Paramter wurde in Abb. 66 das Volumenstromverhdltnis in Abhangigkeit der
Strahllauflange zusammengefasst.
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Abb. 66: Vergleich der gemessenen und mit dem SKE Modell berechneten Volumenstromver haltnisse
entlang der Hauptstrémungsrichtung; Nozzle SKE entspricht dem Simulationsmodell | (vollsténdige
Nachbildung der Austrittsdffnungen); Slot SKE entspricht dem Simulationsmodell 11 (Schlitzauslass); Slot
MC SKE entspricht dem Simulationsmodell 111 (Schlitzauslass mit Impulskorrektur / Momentum
Correction); die Ergebnisse fir Slot SKE und Slot MC SKE sind nahezu identisch, sodass sich deren
Linien Gberdecken

Zwischen den Berechnungsergebnissen der Modelle Slot SKE und Slot MC SKE ist nahezu
kein Unterschied erkennbar. Im Vergleich zu den Messergebnissen weisen diese beiden
Modelle eine sehr gute Ubereinstimmung auf. Das geometrisch vollstandigste Modell (Nozzle
SKE) hingegen unterschatzt geringfiigig die mitgefiihrte Luftmenge.*® Demzufolge kann von
der vorliegenden Strémungssituation eine quasi zweidimensionale Freistrahleigenschaft
erwartet werden. Zur Verifikation dieser Annahme sind die PIV Messergebnisse mit den
Messergebnissen von Gutmark und Wygnanski (1976) fur einen ebenen Freistrahl in Abb. 67
gegenlbergestellt.

Vergleicht man die beiden Messergebnisse, ist zu erkennen, dass sowohl die mittlere
Geschwindigkeitsverteilung als auch die turbulente Schubspannungsverteilung sehr gut
Ubereinstimmen. Demzufolge wird die turbulente Produktion durch die freien Scherflachen
zwischen dem Freistrahl und der ruhenden Umgebungsluft weitestgehend beeinflusst.
Bereiche geringer Stromungsgeschwindigkeiten sind nur in unmittelbarer Nahe des Auslasses

“8 Die Ursache fir die Abweichung steht aber nicht im Zusammenhang mit der geometrischen Abbildung —
vielmehr ist diese auf das verwendete Turbulenzmodell zurlickzufthren.
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vorhanden — sie sind daher Uber weite Bereiche flachenméldig und somit in ihrer Wirkung
vernachlassigbar.
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Abb. 67: Vergleich der gemessenen dimensionslosen Strahlprofile bei (x;=9,3 a4 und x3=0); die M essdaten
des ebenen Freistrahls entsprechen den M esser gebnissen von Gutmark und Wygnanski (1976)

In Abschnitt 4.3 wurde gezeigt, dass frele Scherstromungen durch Zweigleichungsmodelle
(z.B. das SKE Modell) sehr gut nachgebildet werden konnen. Der Vergleich zwischen den
Mess- und Simulationsergebnissen zeigte aber, dass einige Modelle eine deutlich zu geringe
Strahlausbreitungsrate vorhersagen (z.B.: RSM-SSG, KW-SFC, KW-SST usw.). Folglich ist
auch zu erwarten, dass diese Modelle das Volumenstromverhdtnis unterschétzen. Inwieweit
dies zutrifft ist aus Abb. 68 ersichtlich. Neben den PIV Messergebnissen sind die
Berechnungsergebnisse reprasentativer Turbulenzmodelle dargestellt. Zudem sind die aus den
M essergebnissen von Gutmark und Wygnanski (1976) berechneten
Volumenstromverhdltnisse  angefuhrt. Die Unterschiede zwischen den beiden
Messergebnissen kénnen durch die unterschiedlichen Randbedingungen erklart werden. Bel
den Messungen von Gutmark und Wygnanski (1976) wurde ein ebener Freistrahl mit einer
Reynoldszahl am Austritt von Re=30.000 untersucht. Zudem erfolgte die Ausstromung aus
einem Schlitz Uber dem eine senkrechte Wand das Strémungsgebiet nach oben bzw. nach
unten hin abgrenzt (siehe Abb. 27). Eine Zustrémung der angrenzenden Umgebungsluft kann
daher nur von oben oder unten erfolgen. Bei den PIV Messungen wurde eine &guivalente
Reynoldszahl*® am Austritt von Re~1700 verwendet. Wie auch aus anderen experimentellen
Untersuchungen bekannt (z.B. Regenscheit (1976), Hanel und Richter (1979), Ramaprian und

9 Anstatt des Durchmessers der einzelnen Bohrungen wird as charakteristische Lénge die Hoéhe des
zweidimensionalen Schlitzes herangezogen, der dieselbe Audtrittsflache aufweist wie der untersuchte
Disenkanal.
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Chandrasekhara (1985); siehe dazu auch Abschnitt 6.2) fuhrt die deutlich geringere
Reynoldszahl zu einem Anstieg der Strahlausbreitungsrate und somit des mitgefihrten
Volumenstroms. Zudem ist das Stromungsgebiet nur durch den Zuluftkanal abgegrenzt. D.h.
die mitgerissene Umgebungsl uft kann von oben, unten und von hinten nachstrémen.
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Abb. 68: Vergleich der gemessenen und berechneten Volumenstromverhdltnisse; die Messdaten von
Gutmark und Wygnanski (1976) gelten fiir einen ebenen Freistrahl mit Re;=30.000

Vergleicht man die gemessenen mit den berechneten Volumenstromverhdtnissen ist zu
erkennen, dass jene Modelle die im Abschnitt 4.3 eine zu geringe Strahlausbreitungsrate
vorhergesagt haben, auch das Volumenstromverhéltnis unterschétzen. Jene Modelle, die eine
etwas zu hohe Strahlausbreitungsrate gegentiber den Messergebnissen von Gutmark und
Wygnanski (1976) vorhergesagt haben, stimmen mit den PIV-Messungen sehr gut Uberein
(z.B.: SKE, KW-PENG, RSM-IP usw.). Aufgrund der individuellen Abstimmung der Modelle
ist somit eine eingehendere Validierung RANS-basierenden Turbulenzmodelle hinsichtlich
ihrer Fahigkeit, unterschiedliche Strahlausbreitungsraten in Abhangigkeit der Reynoldszahl
vorherzusagen zu kénnen, erforderlich.

6.3 Vorhersage unterschiedlicher Strahlausbreitungsraten

Aufgrund der  ausfuhrlichen  Dokumentation werden zur  Validierung  der
Vorhersagegenauigkeit von Turbulenzmodellen fur RANS-Gleichungen hinsichtlich der
Strahlausbreitungsratendnderung die Messungen von Deo (2005) herangezogen. Das dazu
notwendige Berechnungsgebiet wurde den geometrischen Gegebenheiten des Messaufbaus
angepasst. Die Messungen wurden mit einem Auslassschlitz mit einer Hohe von H=5,6 mm
und einer Abrundung im Zustrdmbereich von r=12 mm durchgefiihrt. Der Ausstrombereich
wurde durch seitliche Stellwande mit den Abmessungen 2000 x 1800 mm?2 von der
Umgebung abgeschirmt. Die Rickwand, an der die Ausstréméffnung angrenzt, wurde mit
einer Gesamthohe von 720 mm ausgefihrt. Aufgrund der zweidimensionalen Eigenschaft des
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untersuchten Freistrahls wurde das Berechnungsgebiet auf zwel Dimensionen beschrankt.
Dariiber hinaus wurde die Zustromung tber den Windkanal durch eine Box mit einer Hohe
von 720 mm nachgebildet. Die prinzipielle Geometrie des verwendeten Berechnungsgebietes
ist in Abb. 69 dargestellt. Um den Rechenaufwand zu reduzieren, wurde das
Berechnungsgebiet durch die Verwendung einer Symmetrieebene habiert. Die Zustrémung
Uber den Windkanal wurde durch eine Geschwindigkeitsrandbedingung an der linken
Grenzflache redlisiert. Die Geschwindigkeit wurde dabei derart verdndert, dass sich die
gewunschte Reynoldszahl in der Einlassebene einstellt. Wobe — entsprechend den
experimentellen Untersuchungen — die Einlassebene durch einen Schlitz mit der Hohe
H=5,6 mm an der Stelle x1=0 definiert wurde. Wie bel den messtechnischen Untersuchungen
wurde der Schlitz mit einer Rundung von r=12 mm und einer Tiefe von 12 mm abgebildet.
Das Berechnungsgebiet wurde einerseits durch die Rickwand der Ausstroméoffnung und
durch  Druckrandbedingungen  abgegrenzt. Die zur  Berechnung  bendtigten
Turbulenzparameter fir jene Zellen, bel denen eine Rickstromung vorliegt, wurden Uber den
Turbulenzgrad (Tu=10%) und Uber das Verhéltnis zwischen der turbulenten und laminaren
Viskositéat (u/p=10) vorgegeben. Diese Turbulenzparameter wurden auch im Bereich der
Zustromflache an der linken Seite (Geschwindigkeit Einlass) verwendet.
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Abb. 69: Das dem Messaufbau von Deo (2005) nachempfundene zweidimensionale Berechnungsmodell
(r/H=2,14), Abmessungen in mm

Wie die experimentellen Untersuchungen wurden die Berechnungen fir die Reynoldszahlen
Re;=1.500, 3.000, 7.000, 10.000 und 16.500 durchgefiihrt. Die Bestimmung der
Strahlausbreitungsrate erfolgte dabei durch die Bestimmung der Halbwértsbreite yos bei
x1=50H und x;=100H. Die Berechnungen wurden mit den Turbulenzmodellen RSM-IP, KW,
SKE, V2F, KW-SFC und RKE durchgefihrt. Die dabel erzielten Ergebnisse sind in Abb. 70
den Messergebnissen von Deo (2005) gegenuibergestel lt.
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Abb. 70: Vergleich der gemessenen und berechneten Strahlausbreitungsrate in Abhangigkeit der
Reynoldszahl am Austritt; die Messdaten von Deo (2005) gelten fur r/H=2,14; die Reynoldszahl Re,
bezieht sich auf die Einlassebene mit der charakteristischen Lange H

Die Berechnungsergebnisse zeigen deutlich, dass Turbulenzmodelle fir RANS-Gleichungen
prinzipiell nicht in der Lage sind, den Einfluss der Reynoldszahlen auf die
Strahlausbreitungsrate eines Freistrahls nachzubilden. Vergleicht man die berechneten
asymptotischen Werte (Rep=Rey=16.500) mit den Berechnungsergebnissen gemal3 Tabelle 26
fUr den ebenen Freistrahl nach Gutmark und Wygnanski (1976) (Re;=30.000) ist zudem zu
erkennen, dass geringfligig grofRere Strahlausbreitungsraten fir die Deo Geometrie durch die
geanderte Schlitzgeometrie vorhergesagt werden. Der Vergleich der experimentellen
Ergebnisse zeigt jedoch das Gegenteil (siehe Tabelle 26). Dies wird durch die
welterfihrenden experimentellen Untersuchungen von Deo (2005) bestétigt. Er zeigte, dass
eine Vergrofderung des Verhdtnisses r/H eine Reduktion der Turbulenzintensitdt entlang der
Hauptstrahlachse zur Folge hat und dadurch die Strahlausbreitungsrate vermindert wird.
Derartige zusammenhéngende Einflusse auf die Strahlausbreitungsrate kdnnen demnach
durch RANS-basierende Turbulenzmodelle nicht korrekt wiedergegeben werden. D.h. eine
detailgetreue geometrische Auflosung des Luftdurchlasses verbessert zwar die
Berechnungsgenauigkeit hinsichtlich der lokalen Impuls- und Wéarmestromverteilung — die
Wechselwirkung auf transitionale Impuls- und Warmeaustauschsvorgange kénnen damit aber
nicht abgebildet werden.
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Tabelle 26: Vergleich der berechneten und gemessenen Strahlausbreitungsraten
(Rechenmodellelt. Abb. 27 und 69)

Bezeichnung Freistrahluntersuchung nach Freistrahluntersuchung
Gutmark und Wygnanski (1976) nach Deo (2005)
vgl. Abb. 27 (Re;=30.000) vgl. Abb. 69 (Re;=16.500)
Strahlausbreitung Strahlausbreitung
dy1/2/ dx [1] dy;uzl dx [1]
Experiment 0,100 0,088
SKE 0,110 0,116
RKE 0,100 0,104
KW 0,120 0,133
KW-SFC 0,094 0,103
V2F 0,098 0,105
RSM-IP 0,132 0,139

Eine Mdglichkeit diese Einschréankung zu umgehen ist die individuelle Anpassung der
Modellkonstanten Ci., Co, 0, Und B in der e- bzw. o-Transportgleichung. Bei bekannter
Strahlausbreitungsrate kann Uber die Gleichung (5.6) eine gezielte Anpassung der
Modellkonstanten relativ einfach erfolgen. Die fiur die jewellige Einstréomsituation
erforderliche individuelle Kalibrierung der Modelle ist somit mit einem geringen
experimentellen Aufwand moglich. Neben der Zuluftmenge zur Bestimmung des
Eintrittssimpuls-  bzw. Eintrittswarmestroms beschrénken sich die messtechnischen
Untersuchungen lediglich auf die Bestimmung der Strahlausbreitungsrate.

Aus diesem Grund wird zur Validierung der verwendeten Eintrittsrandbedingungen neben den
Strahlprofilen, der Geschwindigkeit auf der Hauptstrahlachse und der Turbulenzparameter
auch die Strahlausbreitungsrate herangezogen. Die dazu erforderlichen experimentellen und
numerischen Untersuchungen werden im folgenden Kapitel beschrieben.

6.4 Untersuchung der Strahlausbreitungsrate am Einlass des
Modellraums | und II

6.4.1 Messaufbau Zuluftkanal Modellraum |

Zur messtechnischen Untersuchung der selbstéhnlichen Strahlprofile wurde der im Abschnitt
6.2.2 beschriebene Messaufbau verwendet, wobei die Erfassung der Seedingpartikel nur mit
einer Kamera (Kamera |) erfolgte. Diese wurde normal auf die Lichtschnittebene mit einem
Abstand von ca. 67 cm positioniert, sodass die aufgenommene BildgroRie fur den Zuluftkanal
des Modellraums | ca. 84,4 x 64,3 mm? betrug. Die Messebene wurde in der Mitte des
Zuluftkanals festgelegt. Um eine definierte Abgrenzung des Strémungsgebietes zu
ermdglichen, wurde an der Rickseite des Zuluftkanas in einem Abstand von 15 mm eine
Wand mit einer Gesamththe von 1000 mm errichtet. Die Anzahl der Zuluftéffnungen des
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untersuchten Zuluftkanals betrug 222. Eine schematische Darstellung des Messaufbaus und
des verwendeten Zuluftkanalsist in Abb. 71 dargestellt.
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Abb. 71: Schematische Darstellung des verwendeten Messaufbaus bzw. Berechnungsmodells zur
Erfassung der Strahlausbreitungsrate fir den Zuluftkanal des M odellraums |, Abmessungen in mm

Die messtechnische Ermittlung der selbstdhnlichen Strahlprofile wurden bel einer mittleren
Austrittsgeschwindigkeit von 12,8 m/s (entspricht Re;=1650) durchgefihrt. Insgesamt wurden
vier Strahlprofile, deren Abstand vom Auslass x;=50, 100, 150 und 200 mm (entspricht
x1=25d, 50d, 75d und 100d) betrugen, ermittelt. Die Messungen wurden mit einer Samplerate
von 2Hz und einer Stichprobenanzahl von 300 durchgefiihrt. Die GrolRe der Interogation Area
sowie die verwendete Zeitdifferenz zwischen den Doppelbildern ist in der Tabelle 27
zusammengefasst. Die Berechnung des mittleren Verschiebevektors erfolgte mit der im
Abschnitt 6.2.2 beschriebenen Einstellung.

Tabelle 27: Zusammenfassung der PIV Parameter zur Erfassung der Strahlausbreitungsrate fir den
Zuluftkanal des M oddllraumsl|

Messposition Grof3e der A Zeitdifferenz At zwischen

Interogation Area Bildgrofe den Doppelbildern Samplerate Samples
X;= 50 mm 16x16 Pixel 84,4 x 64,3 mm2 50 us 2Hz 300
X;=100 mm 16x16 Pixel 84,4 x 64,3 mm2 60 us 2Hz 300
X;=150 mm 16x16 Pixel 84,4 x 64,3 mn? 75 ps 2Hz 300
X;=200 mm 16x16 Pixel 84,4 x 64,3 mm2 120 pus 2Hz 300

6.4.2 Messaufbau Zuluftkanal Modellraum I

Der Messaufbau und der Messablauf ist mit dem im Abschnitt 6.4.2 beschriebenen identisch.
Lediglich der Untersuchungsgegensand (Zuluftkanal des Modellraums 11) sowie die damit
verbundenen spezifischen Einstellungen wurden adaptiert. Aufgrund der deutlich spéteren
Vereinigung der einzelnen Luftstrahlen zu einem quasi zweidimensionalen Freistrahl (vgl.
Abschnitt 6.2) wurde die erste Messebene mit x;=150 mm festgelegt. Die drei restlichen
Messebenen befinden sich der x;=200 mm, X;=250 mm und x;=300 mm Ebene. Der Abstand
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zwischen der Lichtschnittebene und der Kamera betrug 71,5cm. Die Abb. 72 zeigt
schematisch den verwendeten M essaufbaul.
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Abb. 72: Schematische Darstellung des verwendeten Messaufbaus bzw. Berechnungsmodells
(Abmessungen in mm)

Neben der geometrischen Anderungen des Zuluftkanals wurde auch die mittlere
Eintrittsgeschwindigkeit auf 32,8 m/s (entspricht Rey~2700) erhtht. Die dadurch erforderliche
Anderung der Zeitdifferenz zwischen den einzelnen Doppelbildern sowie die restlichen PIV
Einstellungen sind in der Tabelle 28 zusammengefasst.

Tabelle 28: Zusammenfassung der PIV Parameter zur Erfassung der Strahlausbreitungsrate fir den
Zuluftkanal desMessraumsi |

Messposition GrofRe der I Zeitdifferenz At zwischen
Interogation Area BildgroRe den Doppelbildern Samplerate Samples
X1=150mm 16x16 Pixel 88 x 67 mm? 45us 2Hz 600
X1=200mm 16x16 Pixel 88 x 67 mm? 55us 2Hz 600
X;=250mm 16x16 Pixel 88 x 67 mm? 60us 2Hz 600
X;=300mm 16x16 Pixel 88 x 67 mm? 60us 2Hz 600

6.4.3 Vergleich der Mess- und Simulationsergebnisse

Parallel zu den messtechnischen Untersuchungen wurden numerische Berechnungen mit
unterschiedlichen Turbulenzmodellen und Vereinfachungen der Eintrittsrandbedingungen
durchgefuihrt. Die dabei verwendeten Randbedingungen sind in der Abb. 71 und 72 jewellsim
rechten Bild dargestellt. Aufgrund der hohen Anzahl an Durchlasséffnungen wurde auf eine
exakte geometrische Abbildung des Zuluftkanals verzichtet und zwei unterschiedliche
Vereinfachungen zur Nachbildung der Eintrittsrandbedingung verwendet. Die dabel
getroffenen Vereinfachungen entsprechen dem im Abschnitt 6.2.3 beschriebenen zweiten und
dritten Simulationsmodell. D.h. in beiden Fallen wurden die Bohrungen durch einen Schlitz
ersetzt, wobel beim ersten Modell die freie Querschnittsfléche identisch erfiillt wurde und
beim zweiten Modell die Hohe des Schlitzes dem Bohrdurchmesser entsprach. Die mit dem
zweiten Modell verbundene Unterschétzung des Eintrittsimpulses wird Uber eine Korrektur
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durch Aufpragen von Volumskraften unmittelbar nach dem Auslass kompensiert. Innerhalb
der Abb. 71 und 72 ist dieser Bereich durch die Bezeichnung , Berechnungsvolumen zur
Impulskorrektur® gekennzeichnet. Die Lénge des Berechnungsvolumens, innerhalb der die
Impulskorrektur erfolgte, wurde mit 10d (d entspricht dabei dem Bohrungsdurchmesser)
angenommen. Eine genaue Beschreibung des Berechnungsgitters (Zellenanzahl) und die
Gitterunabhangigkeitsprifung sind im Anhang enthalten.

In Abb. 73 sind die gemessenen den berechneten Strahlausbreitungsraten fir den Messraum |
gegentibergestellt. Der Vergleich der Berechnungsergebnisse zeigt, dass die beiden
unterschiedlichen Vereinfachungen der Eintrittsrandbedingungen nahezu identische Verlaufe
der Strahlausbreitung vorhersagen. Betrachtet man die Abb. 74 gilt dies gleichermal3en fir
den Zuluftstrahl des Messraums Il — wobel hier bei den k-0 Modellen geringflgig grof3ere
Abweichungen zwischen den beiden Varianten ersichtlich sind. Vergleicht man die Anderung
der Strahlausbreitung in Hauptstromungsrichtung It. Tabelle 29, bestétigt sich der geringe
Einfluss der Eintrittsmodifikation auf das Berechnungsergebnis. Der Vergleich der mit
unterschiedlichen Turbulenzmodellen erzielten Berechnungsergebnisse zeigt jedoch auf, dass
die Strahlausbreitung innerhalb eines grof3en Bereiches variiert. Im Vergleich zu dem
Messergebnissen werden mit dem SKE und dem KW-PENG Modell die besten Ergebnisse
erzielt. Das RKE und das KW-SFC Modell unterschdtzen, das RSM-IP Modell tberschéatzt
deutlich das Entrainment und somit die Strahlausbreitungsrate. Das KW Modéll liefert
ahnliche Ergebnisse wie das SKE bzw. KW-PENG Modell, Uberschétzt aber geringfigig die
turbulenten Austauschvorgange.
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Abb. 73: Vergleich der gemessenen und berechneten Strahlausbreitungsraten des Zuluftkanals fir das
Simulationsmodell | (Rey=1650)
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Abb. 74: Vergleich der gemessenen und berechneten Strahlausbreitungsraten des Zuluftkanals fur das
Simulationsmodell 11 (Rey=2700)

Reprasentativ fur die sich ausbildenden Strahlverlaufe und der damit verbundenen turbulenten
Impulsaustauschvorgange sind in Tabelle 29 die ermittelten Strahlausbreitungsraten
gegentibergestellt. Vergleicht man die fir das Simulationsmodell | und Il gemessenen
Strahlausbreitungsraten ist zu erkennen, dass die hdhere Strahlausbreitungsrate bei geringerer
Reynoldszahl (Simulationsmodell 1) ermittelt wurde. Dies entspricht dem von Deo (2005)
beobachteten Verhaten, dass die Strahlausbreitungsrate mit zunehmender Reynoldszahl
abnimmt (vgl. Abb. 70). Wie im Abschnitt 6.3 bereits gezeigt wurde, kann dieses Verhalten
z.B. durch das SKE Modell abgebildet werden. Das RKE, KW und KW-SFC Modell weisen
hingegen ein gegenlaufiges Verhalten auf. Dies wird durch die in der Tabelle 29
zusammengefassten Berechnungsergebni sse bestétigt.

Tabelle 29: Vergleich der berechneten und gemessenen Strahlausbreitungsraten

Bezeichnung Strahlausbreitungrate Strahlausbreitungrate
Simulationsmodell | Simulationsmodell 11
Re~1650 Rey~2700
dy1/2/ dx [1] dy;uzl dx [1]
Messung 0,110 0,108
Slot SKE 0,115 0,111
Slot MC SKE 0,115 0,111
Slot RKE 0,091 0,093
Slot MC RKE 0,090 0,093
Slot KW-PENG 0,120 0,127
Slot MC KW-PENG 0,120 0,129
Slot KW 0,122 0,127
Slot MC KW 0,123 0,129
Slot KW-SFC 0,092 0,093
Slot MC KW-SFC 0,092 0,094
Slot RSM-IP 0,132 0,129

Slot MC RSM-IP 0,132 0,129




162 Untersuchungen zur Strahlliftung

Die experimentell ermittelten Strahlausbreitungsraten liegen deutlich unter den von Deo
(2005) gemessenen Werten (fur Reynoldszahlen von Rep=2000 wurde dyy,/dx~0,131
ermittelt). Die Ursache dafir liegt in der unterschiedlichen Geometrie der Austrittsoffnung.
Bei den Untersuchungen von Deo (2005) wurde ein durchgehender Schlitz mit einer
abgerundeten Kante (siehe Abb. 69) verwendet. Die vermessenen Zuluftkande bestehen
hingegen aus einzelnen Bohrungen mit scharfkantigen Austrittsdffnungen, sodass es zur
verstarkten Einschnirung kommt und im Auslassbereich verstarkt Turbulenz produziert wird.
Zwangsweise verschiebt sich dadurch der transitionale Bereich, innerhalb dem sich die
Strahlausbreitungsrate andert (siehe z.B. Abb. 70).

Aus diesem Grund ist es sinnvoll, die gemessenen Strahlausbreitungsraten mit den in der
Raumlufttechnik Ublichen Kennwerten zu vergleichen. In diesem Zusammenhang ist es
zweckmafdig, die charakteristischen Eigenschaften eines ebenen Freistrahls heranzuziehen.
Die Anwendung der  Strahltheorie  ermdglicht  Gber den  Verlauf  der
Hauptstrahlachsengeschwindigkeit auf die Strahlausbreitungsrate zurtickzuschlief3en. Dazu ist
lediglich eine Information Uber das sich ausbildenen Geschwindigkeitsprofil erforderlich. In
der Regel wird dazu die Exponentialfunktion nach Reichardt (Gleichung (6.1)) verwendet
(Hanel, 1996).

4. exp{— In(2) (l] ] (6.1)
uc y0,5

Demnach kann das dimensionslose Geschwindigkeitsprofil eines ebenen Freistrahls tber den
Abstand yos bestimmt werden. Inwieweit diese empirische Gleichung mit den tatséchlich
gemessenen Geschwindigkeitsprofilen Ubereinstimmit, ist aus Abb. 75 ersichtlich. Demzufolge
kann durch die Gleichung (6.1) das Geschwindigkeitsprofil sehr gut abgebildet werden.
Lediglich im Bereich der Strahlgrenze (y/yos> 2) kdnnen grof3ere Abweichungen festgestellt
werden.
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Abb. 75: Selbstéhnlichkeit der gemessenen Strahlprofile zur Bestimmung der Strahlausbreitungsraten des
Simulationsmodells | und Il (Re=1650 bzw. Rey=2700); geometrische Zuordnung von y bzw. x;
entsprechend der Abb. 71 und 72
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In der Regel findet innerhadb der Raumlufttechnik zur Berechnung der
Hauptstrahlachsengeschwindigkeit u; die Gleichung (6.2) Verwendung. Demnach kann der
Abbau der Geschwindigkeit auf der Hauptstrahlachse tber das Verhdtnis der Schlitzhéhe hg
und der Entfernung x von der Austrittsdffnung bestimmt werden. Der Proportionalitétsfaktor
c wird experimentell bestimmt und wird in den Fachbiichern mit c~ 2,4 fir einen ebenen
Freistrahl angegeben.

U, ﬁ 62)
U, X

Unter Annahme, dass der Druck innerhalb und auRerhab des Strahls gleich grol3 ist, die
Dichte sich nicht andert und der Strahl durch die Umschlief3ungsflachen nicht beeinflusst
wird, kann ein konstanter Impulsstrom innerhalb des Freistrahls vorausgesetzt werden. Wird
zudem angenommen, dass die Geschwindigkeitsverteilung entlang der Austrittstffnung
konstant ist, kann folgender Zusammenhang zwischen dem kinetischen Impulsstrom im
Austritt und im Freistrahl abgeleitet werden:

e e fearewze Hlod i Y]
o =wh = [wdy=ule Xj{exp[ In(z)(y ]D dy 63)

e 0,5

Durch Integration der Gleichung (6.3) und Ableitung der resultierenden Gleichung nach der
Hauptstrahlachsenkoordinate x kann daraus der unmittelbare Zusammenhang zwischen dem
Proportionalitétsfaktor ¢ und der Strahlausbreitungsrate ermittelt werden. Die daraus
resultierende Bestimmungsgleichung (6.4) erméglicht somit einen Vergleich der innerhalb der
Raumlufttechnik tblichen Kennwerte mit den erzielten experimentellen Befunden.

dy,s 1

~

dx — 151c?

(6.4)

Reprasentativ sind in der

Tabelle 30 die in einigen Fachblchern angegebenen Proportionalitétsfaktoren ¢ fir ebene
Freistrahlen zusammengefasst. Dartiber hinaus sind die mit der Gleichung (6.4) ermittelten
Strahlausbreitungsraten ausgewiesen. Dabel ist zu erkennen, dass die &guivaenten
Strahlausbreitungsraten sehr gut mit den gemessenen Werten (vgl. Tabelle 29)
Ubereinstimmen. Im Vergleich mit den typischen Benchmarkmessungen zur Validierung von
Turbulenzmodellen (vgl. Abschnitt 4.3) sind diese jedoch um ca. 10% groéf3er. Innerhab der
Raumlufttechnik sind aufgrund der geringen Reynoldszahlen am Zulufteintritt daher
Strahlausbreitungsraten von dyy,/dx ~ 0,11 zu erwarten.
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Tabelle 30: Auszug der in Fachbiichern angegebenen Proportionalitatsfaktoren zur Bestimmung der
Hauptstrahlachsengeschwindigkeit nach Gleichung (6.2)

Literatur c[1] dyy/dx [1]
nach Glg. (6.4)
Esdorn (1994) 2,398 0,115
Goodfellow und Téhti (2001) 2,430 0,112
Regenscheit (1976) 2,425 0,113
Truckenbrodt (1999) 2,397 0,115

Aufgrund der skizzierten AhnlichkeitslGsung ebener und isothermer Freistrahlen kann davon
ausgegangen werden, dass Turbulenzmodelle, die die Strahlausbreitungsrate unterschétzen, zu
groRe Hauptstrahlachsengeschwindigkeiten und jene, die die Strahlausbreitungsrate
Uberschétzen zu kleine Hauptstrahlachsengeschwindigkeiten vorhersagen. Diese Vermutung
wird durch die in Abb. 76 und 77 gegenlbergestellten Geschwindigkeitsverlaufe entlang der
Hauptstrahlachse bestétigt. Jene Turbulenzmodelle, deren Strahlausbreitungsrate im Bereich
von 0,11 liegen, kénnen demnach den Verlauf der Hauptstrahlachsengeschwindigkeit am
besten wiedergeben (SKE und KW-PENG). Das RKE und KW-SFC Modell Uberschétzt und
das RSM-I1P und KW Modell unterschétzt die Geschwindigkeit auf der Hauptstrahlachse.
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Abb. 76: Vergleich der gemessenen und berechneten Hauptstrahlachsengeschwindigkeit, Zuluftkanal
Simulationsmodell |

Die Gegenuberstellung der Messergebnisse mit den nach der emprischen Gleichung (6.2)
berechneten Werten zeigt fur enen Proportionalitétsfaktor c=2,40 ene sehr gute
Ubereingtimmung. D.h. aufgrund der vorliegenden selbstahnlichen Strahlprofile kann der
turbulente Impulsaustauschprozess entweder durch die Strahlausbreitungsrate dyi»/dx oder
durch den Proportionalitétsfaktor ¢ charakterisiert werden. Hinsichtlich des Entrainments
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kann somit die Auswahl bzw. die Kalibrierung™ der Turbulenzmodelle tiber die Messung der
Hauptstrahl achsengeschwindigkeit oder tUber die Strahlausbreitungsrate erfolgen.
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Abb. 77: Vergleich der gemessenen und berechneten Hauptstrahlachsengeschwindigkeit, Zuluftkanal
Simulationsmodell |1

Innerhalb der vorliegenden Arbeit erfolgt die Anpassung der Modellkonstanten durch
Vergleich der berechneten und der gemessenen Strahlausbreitungsraten, wobel lediglich die
im Abschnitt 5 vorgestellten nichtlinearen Wirbelviskositdétsmodelle SKE-NL und KW-
PENG-NL adaptiert wurden. Die Adaption beschrankt sich dabei auf die Anpassung der
Modellkonstanten fir die Proportionalitétsfaktoren des Produktions- und Dissipationstermsin
der ¢ bzw. ® Transportgleichung Uber die Bestimmungsgleichung (5.6). Die erzielten
Berechnungsergebnisse und die geénderten Modellkonstanten sind in der Tabelle 31
zusammengefasst. Im Vergleich zu den Standardwerten wurde das SKE-NL und das KW-
PENG-NL Model geringfigig adaptiert. Fir das SKE-NL Modell wird far den
Produktionsterm in der Dissipationsgleichung der Wert C1.=1,42 und fir das KW-PENG-NL
Modell der Wert a=0,40 vorgeschlagen.>

* Eine systematische Kalibrierung der Modellkonstanten kann mittels Gleichung (5.6) erfolgen.

*! Die Bestimmung des Diffusionskoeffizienten erfolg tiber die Gleichung (5.6). Da die Werte fiir die Karman-
Konstante im Bereich 0,41+ 0,2 variieren kdnnen, wurde fir die Bestimmung des Diffusionskoeffizienten die
dem jeweiligen Modell zugrunde gelegte Karman-Konstante verwendet. Daraus folgt fir SKE basierende
Modelle mit k=0,43 der Wert 6,=1,23 und fir KW-PENG basierende Modelle mit k=0,41 der Wert ¢,=1,30.
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Tabelle 31: Vergleich der berechneten und gemessenen Strahlausbreitungsraten

Bezeichnung Strahlausbreitungrate Strahlausbreitungrate
Simulationsmodell | Simulationsmodell 11 Cu /0. [1] /60 [1]

Rey=1650 Rey=2400 w10 R
dyyz/dx [1] dyz/dx [1]

Messung 0,110 0,108

Slot SKE-NL 0,110 0,110 142/1,23

Slot MC SKE-NL 0,110 0,110 142/1,23

Slot KW-PENG-NL 0,109 0,114 - 0,40/1,30

Slot MC KW-PENG-NL 0,109 0,114 - 0,40/ 1,30

Die im Abschnitt 6.5.3.2 angefuhrten Berechnungsergebnisse der nichtlinearen
Wirbelviskositétsmodelle SKE-NL und KW-PENG-NL basieren auf die in der Tabelle 31
zusammengefassten M odellkonstanten.

6.5 Untersuchung der isothermen Raumluftstromung

6.5.1 Einleitung und Aufgabenstellung

Die bisher durchgefuhrten Validationsuntersuchungen beziehen sich vorangig auf einfache
Stromungssituationen, bel denen eine ausgezeichnete Stromungsrichtung vorliegt. D.h.
aufgrund der vorliegenden Randbedingungen ist im Vorhinein die Hauptstromungsrichtung
immer bekannt. Bei Raumluftstromungsvorgangen hingegen wird diese durch die
Wechselwirkung zwischen Entrainment und den umliegenden feststehenden Wanden sowie
der Anordnung der Zu- und Abluftéffnungen beeinflusst. Die bisherigen Erkenntnisse
ermoglichen zwar eine sichere Vorhersage der tatséchlichen Strdmungsverteilung im
Eintrittsbereich — eine mit experimentellen Daten abgesicherte Berechnung der tatsichlichen
Raumluftwalzenform sowie das Entstehen von makroskopischen Instabilitéten und
nichtsymmetrischen Effekten ist bisher aber nicht moglich.

Um zukUnftig derartige Stromungseigenschaften realistischer abbilden zu kénnen, werden in
diesem Abschnitt die Ergebnisse umfangreicher Validationsuntersuchungen an isothermen
Raumluftstromungen beschrieben. Im ersten Abschnitt wird auf die dabel verwendeten
experimentellen Aufbauten eingegangen. Im Besonderen wird dabel auf eine raumerfillende
messtechnische Erfassung der Geschwindigkeitsvertellung geachtet, sodass Informationen
Uber das gesamte Raumluftstromungsbild vorliegen (Raumluftwalze, Verlauf des
Zuluftstrahls usw.). Die dabei gewonnenen Messdaten werden im zweiten Abschnitt zur
Validierung der Turbulenzmodelle hinsichtlich topologischer Aspekte (Stromungsbild)
herangezogen.
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6.5.2 Experimentelle Untersuchungen

Fir die experimentellen Untersuchungen wurde ein Prifstand errichtet welcher aus einer
Luftversorgungseinheit mit einer Massendurchflussmesseinrichtung, einem Plexiglasmodell
(Abmessungen siehe Abb. 57 und 58), einer klimatisierten Lasermesskabine und einem PIV
Messsystem mit Traversiereinrichtung (vgl. Heschl et a. 2008 und Heschl et al. 2009)
besteht. Je nach Messaufgabe konnte dabei das PIV System fir eine zwei- oder
dreidimensionale Messsung assembliert werden. Der prinzipielle Messaufbau ist in Abb. 78
dargestellt.
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Abb. 78: Darstellung des M essprinzips

Die Regelung der Luftzufuhr und die messtechnische Erfasssung der Luftmenge sowie der
physikalischen GrofRen zur Bestimmung der Dichte erfolgte wie bei dem im Abschnitt 6.2.2
bereits beschriebenen Prifstand. Die Zufuhr des Seedings erfolgte dabei mittels einer
Mischkammer, welche gleichzeitig eine symmetrische Verteilung der zugefihrten Luft
ermoglichte. Nach Verlassen der Mischkammer wurde die Zuluft Uber Strémungsgleichrichter
beidseitig dem Zuluftkana des Plexiglasmodells zugefihrt. Danach strémte die Luft in den zu
untersuchenden Modellraum und in weiterer Folge Uber die Abluftéffnung in die
Laserschutzkabine. Von dort wurde sie tber einen drehzahlgeregelten Abluftventilator in die
Laborhalle transportiert. Die zusétzlich durch den Seeding Generator zugefiihrte Luftmenge
wurde Uber einen Schwebkdrperdurchflussmesser ermittelt.

Wie bereits im Abschnitt 6.1 angefihrt wurden fir die messtechnischen Untersuchungen zwei
verkleinerte Modellraume aus Plexiglas verwendet. Der Modelraum | besitzt die
Abmessungen LxBxH=12x0,8x04m? und der Modellraum Il die Abmessungen
L x Bx H =0,883 x 0,608 x 0,542 m3.

Bem Modelraum | wurde die Zuluft Uber einen runden Plexiglaskana (der
Aussendurchmesser betrug 38 mm und die Wandstérke 3 mm) mit 222 Bohrungen in
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Deckenndhe am Ende des Raumes mit einem Eintrittswinkel von 16,0° schrag nach unten
eingebracht. Die Bohrungen (Durchmesser 2 mm) wurden aquidistant in einem Abstand von
3 mm angeordnet. Daraus ergab sich eine Gesamtbreite des Einstrémbreiches von 666 mm.
Alle Messungen am Modellraum | wurden mit einer mittleren Eintrittsgeschwindigkeit von
Uo=12,8 m/s (entspricht einer Luftwechselzahl von ca. 84 h™) durchgefiihrt. Die Abluft wurde
Uber einen 12 mm hohen und 666 mm breiten Schlitz, der direkt unter der Decke gegentiber
dem Einlass angebracht war, abgefuhrt. Eine Detaillzeichnung der Modellrdaume ist im
Abschnitt 6.1 enthalten. Die prinzipielle Position des Zuluftkanalsist in Abb. 57 dargestellt.

Der Modellraum Il wurde mit einer Einstromlénge von 440,8 mm untersucht. Die Zuluft
wurde dabel Uber 32 Bohrgruppen (eine Bohrgruppe besteht aus 7 Bohrungen mit 1,3 mm
Durchmesser entsprechend Abb. 58), die in einem Abstand von 13,5 mm entlang einer Reithe
angeordnet wurden, eingebracht. Der Einstromwinkel o betrug dabei 27,5°. Die Abluft wurde
Uber einen runden Abluftkanal, welcher geometrisch mit dem Zuluftkanal identisch war,
senkrecht nach oben abgefihrt. Die prinzipielle Postion des Zu- und Abluftkanals sowie die
geometrischen Abmessungen des Modellraums |1 sind in Abb. 57 dargestellt. Alle Messungen
wurden bei einer mittleren Eintrittsgeschwindigkeit von upy=18,8 m/s durchgefiihrt.

Die Abdichtung aler Modelle erfolgte derart, dass die Seitenteile, die obere Abdeckung und
der Auslassbereich fix verklebt wurden. Die Bodenplatte und die Wandelemente wurden an
ihren Verbindungsstellen mit einer CNC gefrasten Stufe versehen, um eine formschlUssige
und trennbare Verbindung zwischen den Wandelementen und der Bodenplatte zu
gewdhrleisten. Dadurch konnte das Modell gegebenenfals gedffnet werden, um es von
Seedingriickstanden zu reinigen. Die Abdichtung zwischen dem Zuluftkanal und den
seitlichen Wanden erfolgte ber Simmeringe, sodass eine nachtrégliche Anderung des
Eintrittswinkels moglich war.

In der Studienarbeit von Madou (2005) wurde der Einfluss moglicher Warmeqguellen in der
Messkabine auf die Stromung und somit auf das Messergebnis untersucht. Er stellte fest, dass
bei unbellftetem Messraum und inneren Warmequellen wie Laserversorgungsel nrichtung,
Mess-PC usw. nichtisotherme Umgebungszusténde herrschen, die das Messergebnis
wesentlich beeinflussen konnen. Aus diesem Grund wurden der Mess-PC, die
Laserversorgungseinrichtung und die Energieversorgung der Traversiereinrichtung auf3erhab
der Messkabine aufgestellt. Dartiber hinaus wurde die Messkabine klimatisiert, sodass die
thermischen Einfllisse durch die Kameras, absorbiertes Laserlicht und die Motorisierung der
Traversiereinrichtung kompensiert werden konnten. Zur Uberprifung der thermischen
Randbedingungen wurden wahrend der stromungstechnischen Untersuchungen die
Oberfachentemperatur des Plexiglasmodells, die Lufttemperatur in der Messkabine und die
Zu- und Ablufttemperatur des zu untersuchenden Modellraums mit zehn 1/3 DIN Pt100
Fuhlern erfasst. Der in dieser Arbeit verwendete Messaufbau ist in der Abb. 79 dargestellt.
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Die Lichtschnittebene wurde in Hauptstromungsrichtung gelegt und die Kameraposition
normal zur Lichtschnittebene ausgerichtet, sodass diese durch die Seitenwénde die Position
der Tracerpartikel bestimmen konnten. Die Lichtschnittoptik und die beiden Kameras wurden
auf der zweidimensionalen Positionierungseinrichtung derart befestigt, dass der Abstand
zwischen der Lichtschnittebene und der Kamera trotz Traversierung nicht verandert wurde.
Die Traversierung in z-Richtung konnte dabei Uber den Mess-PC gesteuert werden. Die
Korrelation und die statistische Auswertung erfolgten mit der FlowManager Software Version
4.50.17 der Fa Dantec. Als Seeding Generator wurde ein Flow Tracker 700 PR (mittlerer
Partikel durchmesser 2-5 um) und als Seeding Fluid die Type ,, Extra Clean" verwendet.

Abb. 79: Links. Plexiglasmodell mit Temperaturfihler; rechts. Mischkammer, Strémungsgleichrichter
und Zuluftkanal

Be den durchgefihrten Messungen erfolgte die Berechnung des mittleren
Verschiebungsvektors mit der adaptiven Kreuzkorrelation. Die Grofe des Abfragefensters
variierte dabel zwischen 32 x 32 und 16 x 16 Pixel. Um eine hdhere Messdatendichte zu
erhaten, wurde dabei eine Uberlappung der Abfragefenster von 25% verwendet. Die
Validierung erfolgte Uber die Eindeutigkeit des Korrelationspeaks. Als Kenngrof3e wurde
dabei das Verhdtnis des groften Korrelationspeaks gegenuber dem zweitgrofdten
herangezogen und a's eindeutig interpretiert, wenn die Differenz zumindest zwanzig Prozent
betrug. Dartber hinaus wurde eine Validierung durch Vergleich mit den lokalen
Nachbarvektoren zur Vermeidung unrealistischer Vektoren durchgefuhrt. Der
Akzeptanzfaktor zur Identifikation unrealistischer Gradienten wurde mit 0,12 und die Region
der Nachbarvektoren mit 5 x 5 Vektoren festgelegt. Zur Verbesserung der Positions-
bestimmung des K orrel ationspeaks wurde el ne Subpixelinterpol ation mit Gaul3-Fit verwendet.

Fur die raumliche Zuordnung der Messergebnisse wurde ein Matlab-Skript programmiert,
welches das Einlesen der Messergebnisse in den Fluent Postprozessor ermoglicht. Dadurch
war eine identische Darstellung der Mess- und Simulationsergebnisse gewahrleistet.

Es wurden insgesamt vier unterschiedliche Messaufbauten (Setups) redisiert. Das erste Setup
diente zur messtechnischen Erfassung der Zustrombedingung fir den Modelraum | (die
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Zustrombedingung fur den Modellraum 11 wurde bereits im Abschnitt 6.2 ausfihrlich
behandelt). Das zweite und dritte Setup diente zur zwei- und dreidimensionalen Messung der
Stromungsgeschwindigkeitsvertellung innerhalb des Modellraums |, wobel die 3D-Messung
vorangig dazu diente, die Sekundarstrémung sowie die Turbulenzparameter unmittelbar in
Wandnahe zu identifizieren. Das vierte Setup diente zur zweidimensionalen messtechnischen
Erfassung der Stromungsgeschwindigkeit im Modelraum 1I. Da fir die jeweiligen
Messungen unterschiedliche Einstellungen, wie z.B. die Anzahl der Samples, Samplerate,
Kameraorientierung, Messbereich usw. verwendet wurden, werden die einzelnen Setups in
den nachstehenden Kapiteln gesondert beschrieben.

6.5.2.1 Beschreibung PIV-Setup |

Damit experimentelle Daten zur Verifizierung des fur die Berechnung verwendeten Ansatzes
fur die Zustromung verfigbar sind, wurden Messungen der Geschwindigkeitsverteilung
unmittelbar am Zulufteintritt durchgefihrt. Die Abmessungen des Messfel des betrugen dabel
67,5 x 49,4 mm?, welche mit 1344 x 1024 Pixel digitalisiert wurden. Die Messung erfolgte
mit einer Kamera, welche mit geringem Winkel schrdg nach oben ausgerichtet wurde.
Dadurch konnte das Messfeld ohne stérende Reflexionen direkt an der Oberfléache der Decke
angrenzen. Die Lichtschnittdicke betrug ca. 1 mm. Zur Umrechnung der Bildkoordinaten in
Weltkoordinaten wurde eine lineare Transformation durchgefihrt. Die Grof3e und Position des
Messfeldes sind in Abb. 80 dargestellt.
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Abb. 80: Position des M essfeldes fiir das PIV-Setup | (Abmessungen in mm)

Der Zuluftkanal wurde wéhrend der Messung derart ausgerichtet, dass der austretende
Luftstrahl parallel zur Decke stromte (Eintrittswinkel « =0,0°). Messtechnisch erfasst
wurden dabel die Geschwindigkeitskomponenten in der x-y Ebene. Um auch eine Information
der Geschwindigkeitsverteilung in Richtung der Raumbreite zu erhalten, wurde das Messfeld
mittels Positioniereinrichtung in z-Richtung traversiert. Die Traversierung erfolgte mit einem
aquidistanten Abstand von 5 mm bis zur Raummitte (z,, =B/2), da aufgrund der

symmetrischen Versorgungsleitung symmetrische Zustrombedingungen angenommen werden
konnten. Damit auch die Vereinigung der Einzelstrahlen experimentell untersucht werden
konnte, wurden zusétzlich im Bereich der Symmetrieebene (z~ B/2) Messungen mit einem
aquidistanten Abstand in z-Richtung von 1 mm durchgeftihrt. Der gesamte V erfahrweg betrug
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dabel 12 mm. Die Messungen umfassten in jeder z-Postion 80 Samples, welche mit einer
Samplerate von 4 Hz aufgenommen wurden. Das Abfragefenster fur die Berechnung des
mittleren Verschiebungsvektors wurde mit 16 x 16 Pixel und die Zeitdifferenz zwischen den
Doppel bildaufnahmen mit 15 ps festgel egt.

6.5.2.2 Beschreibung PIV-Setup [

Das Setup |1 wurde mit der Zielvorgabe, neben der Erfassung der Geschwindigkeitsverteilung
mogliche nichtsymmetrische Strémungsformen eindeutig identifizieren zu kénnen, errichtet.
Fur die zweidimensionale Messung der Geschwindigkeitsverteilung im Modellraum | wurde
ein Sichtfenster von 155 x 200 mm? fir beide Kameras gewahlt. Das Abfragefenster fur die
adaptive Kreuzkorrelation wurde mit 32 x 32 Pixel festgelegt. Beide Kameras wurden
senkrecht auf die Messebene ausgerichtet und vertikal Ubereinander angeordnet, sodass die
gesamte Raumhohe messtechnisch erfasst wurde. Die Zuordnung der einzelnen digitalen
Bildpunkte zu den realen Raumpunkten erfolgte Uber einen globalen Skalierungsfaktor. Die
Lichtschnittdicke wurde mit ca. 2 mm festgelegt. In x-Richtung (Hauptstromungsrichtung)
wurde die Traversierung von Hand mittels Fihrungsschienen bewerkstelligt. Die Position
wurde dabei mit einer Arretierungseinrichtung fixiert. In z-Richtung (entlang der Raumbreite)
erfolgte die Traversierung Uber den Mess-PC. Die Schrittweite wurde dabei mit 20 mm und
der gesamte Verfahrweg mit 800 mm (entspricht der gesamten Raumbreite) festgelegt.
Dadurch konnte nahezu der gesamte Modellraum, mit Ausnahme des Einlassbereiches,
messtechnisch erfasst werden. Mogliche nichtsymmetrische Stromungsformen kénnen somit
eindeutig identifiziert werden. Der effektive Messbereich ist in Abb. 81 dargestellt.
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Abb. 81: Position des M essfeldes fir das PIV-Setup 11 (Abmessungen in mm)

Die Bestimmung der Zeitdifferenz, zwischen denen die Einzelbilder fur die adaptive
Kreuzkorrelation aufgenommen wurden, erfolgte in Abhangigkeit der im Abschnitt 3.3.
beschriebenen Kriterien. Fir das gegenstandliche Setup ergeben sich daher in x-Richtung
groRRer werdende Zeitdifferenzen. Im ersten Messabschnitt wurde eine Zeitdifferenz von 200
ps und in den danachfolgenden 450 ps, 700 us, 900 ps, 1000 ps, 1150 pus und 1300 ps
verwendet. An dieser Stelle muss darauf hingewiesen werden, dass die Zeitdifferenzen durch
die hohe Geschwindigkeit im Deckenbereich bestimmt wurde. In Bodennghe, wo sich der
Ruckstrombereich befindet, sind geringere Geschwindigkeiten zu erwarten, sodass hier die
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optimale Zeitdifferenz eigentlich grof3er ist. Vergleichsmessungen von Madou (2005) haben
aber gezeigt, dass eine bessere Ubereinstimmung der gemessenen Geschwindigkeitsfelder im
Grenzbereich zwischen der oberen und unteren Kamera erzielt wird, wenn beide Messungen
mit derselben Zeitdifferenz durchgefihrt werden. Alle Messungen wurden bel einer mittleren
Eintrittsgeschwindigkeit von uy=12,8 m/s durchgefihrt.
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Abb. 82: Gegenuberstellung der mit unterschiedlichen Samples gemessenen u,-Geschwindigkeits-
verteilung in der x/L=1/2 Ebene

Aufgrund der vorliegenden turbulenten Stromung und der damit verbundenen stochastischen
Geschwindigkeitsverteilung wurde die Anzahl der Samples mit 120 und die Samplerate mit
4 Hz festgelegt. Zur Veranschaulichung der Reproduzierbarkeit sind in Abb. 82 die an
unterschiedlichen Tagen, mit unterschiedlichem Bildmal3stab und Sampleraten gemessenen
Geschwindigkeitsverteilungen in der x/L=1/2 Ebene dargestellt. Die Gegentberstellung der
Messergebnisse zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung, sodass die Anzahl der gewahiten
Samples als ausrei chend angesehen werden kann.

6.5.2.3 Beschreibung PIV-Setup 11

Die Messung der dritten Geschwindigkeitskomponente ist deutlich aufwendiger, da dazu die
Partikelverschiebung normal zur Lichtschnittebene erfasst werden muss. Als maoglicher
Verschiebungsweg steht dazu nur ein Bruchteil der Lichtschnittdicke zur Verfiigung.>® Aus
diesem Grund ist eine moglichst hohe Auflésung notwendig. Mehrere Messversuche haben
gezeigt, dass fur die vorliegende Aufgabenstellung und den verfligbaren Kameras (Aufldsung
1344 x 1024 Pixel) reproduzierbare Messergebnisse bel einer Messflache von 110 x 80 mm?

2 Es kann nicht die gesamte Lichtschnittdicke als Verschiebungsweg verwendet werden, da nicht davon
ausgegangen werden kann, dass alle Partikel im ersten Bild sich am Beginn der Lichtschnittebene befinden.
Praktisch wirde daher eine hohe Anzahl an ,,out of plane loss of pairs* Partikeln vorliegen.
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und einer Lichtschnittdicke von 4 mm erzielt werden. Das Abfragefenster fur die adaptive
Kreuzkorrelation wurde mit 32 x 32 Pixel festgelegt. Die beiden Kameras wurden dabei mit
einem Winkel von jeweils ca. 30° auf die Messebene ausgerichtet. Die Zuordnung der
digitalen Bildpunkte zu den reaen Raumkoordinaten erfolgte mittels linearer
Transformationsmatrix, welche mit Hife eines Kalibriertargets ermittelt wurde. Der
messtechnisch erfasste Bereich ist in Abb. 83 dargestellt.
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Abb. 83: Position des M essfeldes fiir das PIV-Setup 111 (Abmessungen in mm)

In z-Richtung (entlang der Raumbreite) erfolgte die Traversierung tUber den Mess-PC. Die
Schrittweite wurde dabel mit 10 mm festgelegt. Aufgrund der durch die zweidimensionalen
Messungen nachgewiesenen symmetrischen Stromungsform wurde der Verfahrweg mit
400 mm (entspricht der halben Raumbreite) eingeschrankt. Die Messungen wurden bei einer
mittleren Eintrittsgeschwindigkeit von up=12,8 m/s durchgefuhrt.

Die Bestimmung der Zeitdifferenz, zwischen denen die Einzelbilder fur die adaptive
Kreuzkorrelation aufgenommen wurden, erfolgte in Abhangigkeit der im Abschnitt 3.3.
beschriebenen Kriterien und wurde zwischen 400 und 900 us fur die It. Abb. 83 definierten
Messpositionen 1 bis 5 festgel egt.

6.5.2.4 Beschreibung PIV-Setup IV

Die experimentellen und numerischen Voruntersuchungen in einem malistabsgetreuen
Modelraum (HxBx T = 2910 x 4000 x 5810 mm3) von Heschl und Fesharaki (2001),
Heschl et a. (2002) und Heschl (2002) haben gezeigt, dass bei Verwendung symmetrischer
Randbedingungen nichtsymmetrische Stromungseffekte entstehen konnen. Die dabei
durchgefthrten Messungen wurden mittels thermischer Omnimetersonden (siehe Abschnitt
3.2) durchgefihrt. Um eine  flachendeckende Information Uber die
Geschwindigkeitsverteilung im Raum zu bekommen, wurden die dabei verwendeten
Omnimtersonden mittels computergesteuerter Traversiereinrichtung positioniert. Die
Traversiereinrichtung und die Messsensoren flhrten zwangsweise zu einer Versperrung des
Stromungsgebietes und zu einer geringfligigen Beeinflussung der Messergebnisse (vgl.
Heschl, 2002). Aus diesem Grund wurden die Messungen mittels Particle Image Velocimetry
in einem verkleinerten Raum aus Plexiglas (Modélraum 11 mit M=1:6,6) nochmals
durchgefuihrt. Die dabei zur Erfassung der Geschwindigkeitsverteilung verwendeten
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Messbereiche sind in Abb. 84 dargestellt. Der Eintrittswinkel wahrend der Messungen betrug
27,5°. Fur die zweidimensionale Messung wurden zwel Kameras mit jeweils 1344 x 1024
Pixel und ein Sichtfenster von ca. 90 x 70 mm? verwendet. Um den Messbereich zu
vergrof3ern, wurden die beiden Kameras Ubereinander angeordnet. Zudem wurde die
Messposition durch Traversierung in die x- und z-Richtung verandert. Um innerhalb der y-z-
Ebene nichtsymmetrische Effekte erfassen zu kdnnen, wurde an mehreren Xx-Positionen
(182 mm, 304 mm, 456 mm und 608 mm) die Geschwindigkeitsverteilung Uber die gesamte
Raumbreite ermittelt. Dazu wurde das Messfeld (siehe Abb. 84 linkes Bild) in 20 mm
Schritten von z/B=0 bis z/B=1 traversiert. Zudem wurde in der Mitte des Raumes (z=B/2) die
Geschwindigkeitsverteilung innerhalb einer Messebene von 700 x 180 mm? erfasst (siehe
Abb. 84 rechtes Bild). Alle Messungen wurden bel einer mittleren Eintrittsgeschwindigkeit
von up=36,9 m/s durchgefiihrt.
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Abb. 84: Position des M essfeldes fiir das PI'V-Setup V (Abmessungen in mm)

Das Abfragefenster fur die adaptive Kreuzkorrelation wurde mit 32 x 32 Pixel festgelegt. Die
Einzelbilder wurden mit einem zeitlichen Abstand zwischen 80 und 150 ps und ener
Samplerate von 2 Hz aufgenommen. Aufgrund der stochastischen Verteilung der turbulenten
Stromung und der gegentiber dem Modellraum | deutlich geringeren Messpositionen wurde
die Anzahl der Samples mit 600 festgel egt.

6.5.3 Validierungsuntersuchung Modellraum |

6.5.3.1 Beschreibung des numerischen Berechnungsmodells

Die in diesem Abschnitt vorgestellten Vergleichsrechnungen wurden mit dem CFD Code
Fluent 6.3.26 durchgefiihrt. Neben den standardmaldig implementierten Turbulenzmodellen
wurden zusétzliche Modelle implementiert. Die Kurzbezeichnung der dabel verwendeten
Turbulenzmodelle und deren Beschreibung sind im Abschnitt 2.6.5 zusammengefasst.
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Die genaue Berechnung der Stromung im Modellraum setzt eine realitétsnahe
Implementierung der Randbedingungen voraus. Eine besondere Bedeutung ist dabel der
Eintrittsrandbedingung zuzuordnen. Bel den gegenstandlich untersuchten
Raumluftstromungen wird die Zuluft Gber mehrere hundert Bohrungen eingebracht. Eine
exakte Nachbildung der Zuluftéffnungen wére daher mit einem unvertretbar hohen Aufwand
bei der Gittererstellung und bel der numerischen Berechnung verbunden. Aus diesem Grund
wurde die Einlassgeometrie entsprechend der im Abschnitt 6.4 verifizierten Eintrittsmodelle
vereinfacht. D.h. es wurden die einzelnen Bohrungen des Zuluftkanals durch einen Schlitz mit
identischem freiem Querschnitt (Modellbezeichnung Slot) bzw. durch einen Schlitz, dessen
Hohe dem Bohrungsdurchmesser entspricht, und ein angrenzendes Impulskorrekturvolumen
(Modellbezeichnung Slot MC) ersetzt. Die Turbulenzparameter am Eintritt wurden tber den
Turbulenzgrad (Tu,,=20%) und den hydraulischen Durchmesser (d,=0,002m)

vorgegeben. Bei Verwendung von differentiellen Turbulenzmodellen wurde zur Berechnung
der Eintrittsrandbedingung fur die einzelnen Reynoldsschen Spannungen isotrope Turbulenz
angenommen. Am Austritt wurde eine Druckrandbedingung vorgegeben.

Zur Berechnung wurde fir die beiden Modellrdume jeweils ein HighRe und ein LowRe Gitter
generiert. Das HighRe Gitter wurde fur Turbulenzmodelle mit Wanduberbrickungsfunktionen

erstellt und weist Uber weite Bereiche einen dimensionslosen Wandabstand von y* =~ 20

auf.”® Die erste Gitterlinie wurde dabei mit einem Wandabstand von ca. 1,5 mm festgelegt. Im
Bereich des Zuluftkanals wurden Tetraederelemente und im restlichen Berechnungsgebiet
orthogonale Hexaeder zur Diskretisierung verwendet. Die Anzahl der Gitterzellen betrug fr
das HighRe Gitter ca. 1.200.000 Zellen. Eine genaue Darstellung des HighRe
Berechnungsgitters fur Turbulenzmodelle mit Wanduberbrickungsfunktionen sowie dessen
Gitterunabhangigkeitsprifung sind im Anhang enthal ten.

Das LowRe Gitter wurde fur die Verwendung von LowRe Turbulenzmodellen wie z.B. das
SKEE-EWT und die KW basierenden Modelle erstellt. Der dimensionslose Wandabstand der

ersten Rechenzelle betrug dabel im gesamten Berechnungsgebiet y* ~1. Der Wandabstand

der ersten Rechenzelle betrug dabei 0,15 mm. Wie beim HighRe Gitter wurde der Bereich des
Zuluftkanals mit Tetraederelementen und das restliche Berechnungsgebiet mit orthogonalen
Hexaederelementen diskretisiert. Um die empfohlenen Grenzwerte fur den Verzerrungsgrad
der Gitterelemente einzuhalten, wurden im Bereich des Zuluftkanals grofRere Werte fir den
dimensionslosen Wandabstand zugel assen. Gegenlber der gesamten Umschlief3ungsflache ist
der davon betroffene Bereich vernachléassigbar klein. Die Anzahl der Gitterzellen betrug ca

3 Aufgrund der unterschiedlichen Geschwindigkeitsverteilung in unmittelbarer Deckennghe ist die Erstellung
eines Berechnungsgitters, welches in jeder ersten Rechenzelle einen dimensionslosen Wandabstand zwischen
30< y* <100 aufweist, unmdglich.
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3.060.000 Zellen. Eine genaue Darstellung des LowRe Berechnungsgitters und dessen
Gitterunabhangigkeitsprifung sind im Anhang enthal ten.

Die Berechnungen erfolgten mit dem SIMPLE-Algorithmus und die konvektiven Terme
wurden mit dem Second-Order-Upwind-Verfahren diskretisiert. Alle gezeigten
Berechnungsergebnisse erfullten die Konvergenzkriterien. Davon ausgenommen sind die
Berechnungsergebnisse fur den Modellraum 1. Hier kommt es zu starken nichtsymmetrischen
Effekten mit geringfligig instationdren StrOmungserscheinungen, sodass keine vollstandig
konvergente Lésung erzielt werden konnte. Die Anderungen des Stromungsbildes im Zuge
des Iterationsprozesses sind jedoch vernachlassigbar klein (die Amplitude der periodischen
Geschwindigkeitsschwankung ist verhdtnismaldig klein), sodass die erzielten Ergebnisse zur
Validierung der Turbulenzmodelle herangezogen werden kdnnen.

6.5.3.2 Vergleich der Mess- und Ber echnungser gebnisse

6.5.3.2.1 Untersuchung des Lufteintrittsbereiches

Im Eintrittsbereich wird die Stromung wesentlich von den turbulenten Austauschvorgangen
bestimmt. Nach Verlassen der Zuluftoffnung entsteht ein quasi zweidimensionaler Luftstrahl,
der aufgrund des turbulenten Impulsaustausches Luft von der Umgebung ansaugt. Aufgrund
der Uber den Strahl befindlichen Decke kann von oben nicht genug Luft nachgesaugt werden.
Um trotzdem die Impuls- und Massenbilanz ertillen zu kdnnen entsteht Uber dem Zuluftstrahl
ein Unterdruckgebiet, welches den Strahl in Deckenrichtung lenkt (Coanda Effekt). Ob der
Strahl tatsachlich an die Decke umgelenkt wird, hangt neben dem Einstromwinkel auch
wesentlich von der resultierenden Druckkraft und in weiterer Folge von der Intensitét der
turbulenten Austauschvorgange ab. Das Berechnungsmodell>* muf daher in der Lage sein, die
turbulenten Schubspannungen parallel zur Hauptstromungsrichtung moglichst  exakt
abzubilden.

Der Vergleich der Mess- und Simulationsergebnisse im Eintrittsbereich ist daher in
zweifacher Hinsicht von Bedeutung. Einerseits kann die verwendete Eintrittsrandbedingung
verifiziert werden und andererseits kann die Verformung des Zuluftstrahls durch
Querstromungen, die aufgrund des Unterdrucks entstehen, untersucht werden. Im Abschnitt
6.2.4 wurden bereits die Moglichkeiten zur Vereinfachung der Eintrittsrandbedingungen fir
den Luftdurchlass des Modellraums |1 ausfuhrlich diskutiert. Dabei konnte gezeigt werden,
dass Zweigleichungsmodelle in der Lage sind, die mitgerissenen Luftmassen vorherzusagen.
Aufgrund des dabel verwendeten Messaufbaus wurde der Einfluss von druckinduzierten
Querstromungen nicht berticksichtigt. Aus diesem Grund werden in diesem Abschnitt die

> |n diesem Zusammenhang wird als Berechnungsmodell neben den physikalischen und numerischen Modellen
auch die Implementierung und Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung bezeichnet.
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Untersuchungsergebnisse in Hinblick auf die Zulufteinbringung unter Beriicksichtigung
angrenzender Wande (Decke, Riickwand und Seitenwande) beschrieben. Die dabei erzielten
Mess- und Berechnungsergebnisse beziehen sich auf den Modellraum | unter Verwendung
desim Abschnitt 6.5.2.1 beschriebenen Messsetups.

Beim Modelraum | erfolgte die Luftzufuhr Uber 2 mm grof3e Bohrungen, die in einem
aquidistanten Abstand von 3 mm angebracht wurden. Aufgrund des geringen Abstandes
zwischen den einzelnen Zuluftéffnungen konnte eine rasche Vereinigung der Einzelstrahlen
und somit eine quas-zweidimensionale Freistrahlstromung unmittelbar nach dem
Luftdurchlass erwartet werden. Um konkrete Aussagen Uber die Vereinigung treffen zu
kénnen, wurde die Geschwindigkeitsverteilung in axialer Richtung (z-Richtung) des
Zuluftkanals auf der Hauptstrahlachse bei unterschiedlichen Strahllangen ausgewertet. Fur die
Strahllangen x = 5d, x = 10d und x = 15d sind diese in der Abb. 85 dargestellt. Esist deutlich
zu erkennen, dass bereits nach einer Strahllauflange von 10d die Einzelstrahlen sich bereits
vollstandig aufgel 6st haben und eine homogene Geschwindigkeitsverteilung vorliegt.
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Abb. 85: Geschwindigkeitsverteilung unmittelbar nach Austritt aus dem Zuluftkanal des M odellraums I,
dz entspricht den Abstand der einzelnen Bohrungen (dz=3 mm)

Zur Beurteilung der Geschwindigkeitsverteilung Uber den gesamten Eintritt wurde auch die
Vertellung der Hauptstrahlachsengeschwindigkeit in axialer Richtung (z-Richtung) des
Zuluftkanals ausgewertet. Die Auswertung erfolgte dabel nach Erreichen der quasi-
zweidimensionalen Freistrahlstromung, um Abweichungen aufgrund der groben Auflésung in
z-Richtung (bei dieser Messung wurde ein Abstand zwischen den Lichtschnittebenen von
5 mm verwendet) ausschlief3en zu konnen. Ausgewertet wurde dabel das Verhaltnis zwischen
der lokal vorliegenden und der Uber die z-Richtung gemittelten Hauptstrahlachsen-
geschwindigkeit (ux/ux mie). Dadurch ist eine Gegenlberstellung mit der berechneten
Ausstromgeschwindigkeitsvertellung moglich.  Aufgrund der grofRen Streuung der
gemessenen Werte wurden die gemessenen Geschwindigkeiten Gber 5 Lichtschnittebenen
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gemittelt. Dadurch wurde die Stichprobenanzahl von 80 auf 400 erweitert — jedoch zugleich
die raumliche Mittelung in z-Richtung auf 25 mm erhoht. Somit ergibt sich ein tatsachliches
Messvolumen von AxxAyxAz~0,6x0,6x 25mm3, innerhalb dessen die Geschwindigkeit
experimentell ermittelt wurde. Das Messergebnis ist in Abb. 86 dargestellt. Es ist zu
erkennen, dass in Richtung der Raumsymmetrie die Geschwindigkeit geringfligig zunimmt
und durch den nach Heschl et al. (2004) berechneten Verlauf sehr gut wiedergegeben wird.
Zudem ist zu erkennen, dass die Abweichungen zum Mittelwert (uy/uy mite=1)
vernachlassigbar klein sind. Aus diesem Grund wurde fur die Validationsrechnungen tber den
gesamten Eintrittsquerschnitt konstante Eintrittsrandbedingungen (Uine«=konst.) verwendet.
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Abb. 86: Geschwindigkeitsverlauf entlang der Zuluftkanalachse. Berechnung nach dem vor geschlagenem
Ber echnungsver fahren von Heschl et al. (2004)

Die Verifizierung der getroffenen Vereinfachung der Eintrittsrandbedingung setzt neben dem
identischen Verlauf der Luftzufuhr auch identische Strahlprofile und turbulente Spannungen
voraus. Zur Uberpriifung beider Anforderungen wurden die berechneten Strahlprofile und
turbulenten Schubspannungen den gemessenen gegenibergestellt. Die Auswertung erfolgte
dabel nach einer Strahllauflange von 15d (x = 41,5d) in der Symmetrieebene (z=B/2). Der
statistischen Auswertung der Messdaten wurde dabel einer Stichprobenanzahl von 1600
Samples zugrunde gelegt. Die Ergebnisse sind in Abb. 87 dargestel|t.
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Abb. 87: Vergleich mit 2D Rechnung — Strahlprofil und turbulente Schubspannung bei einer
Strahllauflange von 15d (ug entspricht der Hauptstrahlachsengeschwindigkeit It. PIV-M essung)

Als Referenzgeschwindigkeit u, wurde dabei die gemessene Hauptstrahlachsengeschwindig-
keit (u, =4,96m/s) im Abstand von der Einlassoffnung von 15d herangezogen. Der

Nullpunkt innerhalb der Abszisse entspricht der Mitte der Auslassoffnung, Hy die Hohe des
Modellraums | und d dem Durchmesser der Einlassbohrungen. Betrachtet man die
Strahlprofile erkennt man deutlich, dass die Hauptstrahlachse in die positive y-Richtung
verschoben ist. Der Grund liegt in der Anordnung der Zuluftéffnung, welche ein Mitreil3en
der Umgebungsluft von oben durch die Deckenprésenz erschwert. Dadurch entsteht in diesem
Bereich ein Unterdruck, der den Strahl in Deckenrichtung ablenkt (Coanda Effekt). Vergleicht
man die berechneten Strahlprofile mit den experimentellen Daten, ist eine sehr gute
Ubereinstimmung zu erkennen, wobei nicht nur die Breite des Zuluftstrahls, sondern auch der
Ort der Hauptstrahlachse sowie die Hauptstrahlachsengeschwindigkeit realitétsnah
vorausberechnet werden. Die turbulenten Schubspannungenn werden hingegen von alen
Modellen etwas unterschétzt.

Der durch den tubulenten Austauschvorgang hervorgerufene Unterdruck zwischen dem
Zuluftstrahl und der Decke bewirkt eine Querstrémung in Richtung der Symmetrieebene und
verstarkt dadurch die Krimmung des Zuluftstrahls an der Randzone. Zur Verdeutlichung sind
in Abb. 88 die gemessenen und berechneten Geschwindigkeitsverlaufe nach einer
Strahllauflange von 10d, 15d und 20d dargestellt. Deutlich ist die Strahlverformung in der
Randzone zu erkennen. Der Unterdruck und somit die Verformung ist im Wesentlichen von
der Menge der mitgerissenen Umgebungsluft abhangig. Demnach ist zu erwarten, dass lineare
Wirbelviskositdétsmodelle — im Besonderen das SKE Turbulenzmodell, das auch die
Strahlaufweitung sehr gut vorhersagt — die Krimmung des Zuluftstrahls an der Randzone
realitétsnah vorausberechnen konnen. Die Gegenuberstellung zwischen den Mess- und
Simulationsergebnissen in Abb. 88 bestétigt diese Vermutung.
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Strahllauflange 10d - Messung Strahllauflange 10d - SKE

. 8,0 m/s

6,0 m/s

- 40 m/s

2,0m/s

I 0,0 m/s
u=,u,’+u,’

Abb. 88: Gegenuberstellung der gemessenen und berechneten Geschwindigkeitsverteilung,
Auswerteebene entsprechend Abschnitt 6.5.2.1

Um den gemessenen und berechneten Verlauf der Strahlkrimmung im Bereich der Randzone
vergleichen zu konnen, ist zudem in Abb. 89 die Geschwindigkeitsverteilung in der x-y Ebene
dargestellt. Die Geschwindigkeitsverteilung wird auch in diesem komplexen Stromungsgebi et
durch die Berechnung mit dem SKE Modell sehr gut wiedergegeben. Betrachtet man die
mitgerissene Luftstromung im Deckenbereich, so ist zu erkennen, dass diese in Richtung der
Symmetriebene deutlich zunimmt. Das bedeutet, dass an der Randzone des Strahls der
Druckausgleich hauptsachlich durch das Nachstromen in z-Richtung erfolgt. Jedoch im
Bereich der Raummitte die Luft Uber den Zwischenraum zwischen der Rickwand und dem
Zuluftkanal nachstromt (siehe Darstellung der Geschwindigkeitsvektoren in Abb. 89). Die
dadurch veranderte Ausbildung des Ruickstromgebietes wird durch die Berechnung sehr gut
nachgebildet. Es kann daher davon ausgegangen werden, dass der nachstromende
Volumenstrom von der Quer- und Riickseite mit guter Naherung berechnet werden kann. Dies
deckt sich auch mit dem im Abschnitt 6.2 erzielten Untersuchungsergebnissen.
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6.5.3.2.2 Untersuchungsergebnisse der globalen Raumluftstrémung

Die bisher durchgefihrten Untersuchungen zeigten, dass die Stromung in unmittelbarer Nahe
des Eintrittsbereiches mit Zweigleichungsmodellen hinreichend genau berechnet werden
kann. Aufgrund der Anordnung der Zuluftoffnungen des Modellraums | kann davon
ausgegangen werden, dass sich der Zuluftstrahl nach einer gewissen Strahllauflénge an die
Decke anlegt (Coanda Effekt) und sich in weiterer Folge ein Wandstrahl ausbildet. Ahnlich
wie beim dreidimensionalen Wandstrahl sind dabei auch Auswirkungen auf das
Stromungsbild durch die Anisotropie der turbulenten Spannungen zu erwarten. Demzufolge
wiurden die turbulenzinduzierten Sekundarstromungen den druckinduzierten Querstromungen
entgegenwirken, wobei die durckinduzierten Krafte bis zur Anlegezone und die
turbulenzinduzierten Kréfte ab der Anlegezone wirken. Das daraus resultierende
Stromungsbild hangt somit im Wesentlichen vom Entrainment (verantwortlich fir den
Coanda Effekt und der druckinduzierten Querstromung) und von der Verteilung der
turbulenten  Normalspannungen  (verantwortlich  fir  die  turbulenzinduzierten
Sekundarstromungen) ab. Aufgrund dieser Wechselwirkung sind die Validierungsergebnisse
hinsichtlich des dreidimensionalen Wandstrahls nicht Ubertragbar. Die tatsachliche
Beeinflussung hangt von der jeweiligen Dominanz der wirkenden Kréfte ab und bedarf daher
einer globaen Gegeniberstellung der gemessenen und berechneten Stromungsbilder.
Reprasentativ ist dazu in den Abb. 91 bis 97 die mit der mittleren Eintrittsgeschwindigkeit up
skalierte Stromungsgeschwindigkeit in x-Richtung in den Ebenen x=150, x=300, x=600,
x=900, x=1100 und z=400 mm dargestellt (Anordnung der Auswerteebenen siehe Abb. 90).

J y Ebene x=150mm
54 Ebene x=300mm

Ebene x=900mm

Ebene x=600mm

Ebene x=1100mm

Abb. 90: Anordnung der Auswerteebenen im Modellraum | (PIV-Setup 11)

Die gemessenen Konturbilder zeigen, dass aufgrund des Coanda-Effekts der Zuluftstrahl
unmittelbar nach dem Kanaaustritt an die Decke abgelenkt wird und im Anlegebereich
(x~300mm) leicht unsymmetrische Geschwindigkeitsverteilungen beobachtet werden kénnen.
Betrachtet man die Messergebnisse in der x=600 mm Ebene, ist bereits ein vollstandig
ausgepragter dreidimensionaler Wandstrahl, der durch die Seitenwande abgegrenzt ist,
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erkennbar. Betrachtet man die weitere Strahlausbreitung in der x=900 mm und x=1100 mm
Ebene, bemerkt man, dass die Ausbreitung des Wandstrahls in z-Richtung nahezu unverandert
bleibt.

Die mit den unterschiedlichen Eintrittsrandbedingungen erzielten Berechnungsergebnisse
(Slot SKE und Slot MC SKE) unterscheiden sich kaum voneinander. Sowohl das
Geschwindigkeitsniveau a's auch das Stromungsbild weisen identische Werte bzw. Konturen
auf. Demzufolge stellt die vorgeschlagene Impulskorrektur eine vielversprechende Alternative
zur vereinfachten Modellierung der Zuluftoffnung bel Strahll iftungssystemen dar.
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Vergleicht man die Berechnungs- mit den Messergebnissen, ist zu erkennen, dass die Breite
und die Form des Wandstrahls durch das RSM-IP, SKE-NL und KW-PENG-NL am besten
vorhergesagt wird, wobel die nichtlinearen Modelle realistischere Ergebnisse hinsichtlich des
Stromungsbildes und des Geschwindigkeitsniveaus liefern. Eine deutliche Unterschétzung der
Strahlbreite im Deckenbereich liefern die RNG, SKE-EWT, RNG-EWT, KW-PENG, KW,
KW-SFC und KW-SST Turbulenzmodelle Das SKE und das RKE Moddl mit
Wanduberbrickungsfunktion liefern einen etwas breiteren Wandstrahl im Deckenbereich —
weisen aber ene deutlich zu hohe Hauptstrahlachsengeschwindigkeit sowie en zu
halbkreisférmiges bzw. unsymmetrisches Stromungsbild auf. Besonders bemerkenswert ist,
dass die LowRe-Zweigleichungsmodelle KW, KW-PENG, SKE-EWT und RNG-EWT
deutlich zu geringe Strahlbreiten im Deckenbreich vorhersagen.

Die mit den linearen Zweigleichungsmodellen erzielten Berechnungsergebnisse weisen darauf
hin, dass die Redistribution der turbulenten Normalspannungen in unmittelbarer Wandnahe
einen wesentlichen Einfluss auf die gegenstandlich untersuchte Raumluftstrémung hat, jedoch
ist diese nicht so deutlich ausgepragt wie beim dreidimensionalen Wandstrahl. Der Grund
hierfur liegt in der massiven Beeinflussung durch die Umschlief3ungsflachen. Zum einen
erschweren diese das seitliche Nachstrémen der Umgebungsluft und zum anderen wird der
Strahl durch die Riickwand umgelenkt, sodass die Luft in Bodenndhe zurickstromt.

Auswerteebene

Messung SKE RSM-IP SKE-NL
e ®0 | = =1 I m 0.3
| | I | N
o)
' I ' . I 4 i 0.0
| | | =
I i -0.3

Abb. 98: Oben: Lage der Auswerteebeneim Modellraum | (PIV-Setup 11). Unten: Gegenuber stellung der
gemessenen und ber echneten Differenz des Anisotropietensor s bss-b,,in der x=600 mm Ebene



192 Untersuchungen zur Strahlliftung

Um dennoch den Einfluss der turbulenten Normal spannungen bewerten zu kénnen, wurde in
der x=600 mm Ebene die Differenz des Anisotropietensors bss-b,, ermittelt. Representativ fur
die Simulationsergebnisse wurden dabei die Berechnungsergebnisse fir die SKE, RSM-IP
und SKE-NL Turbulenzmodelle herangezogen und in der Abb. 98 dargestellt. Die
Messergebnisse zeigen deutlich die in unmittelbarer Wandnéhe auftretende Anisotropie
aufgrund der Umverteilung der turbulenten Schwankungen. Im Boden- und Deckenbereich
ergeben sich demnach stark positive und in Wandnéhe stark negative Werte fir die Differenz
des Anisotropietensors  bss-by,.  Vergleicht man die Messergebnisse mit  den
Simulationsergebnissen, sind deutliche Abweichungen ersichtlich. Das lineare
Wirbelviskositdtsmodell SKE liefert zum Teil negative Werte im Decken und Bodenbereich,
das RSM-IP Modelle Uberschétzt die Anisotropie in der Raummitte Uber den Boden und in
der oberen rechten Ecke. Das nichtlineare Modell SKE-NL berechnet im Vergleich zu den
Messergebnissen zu geringe Anisotropien in unmittelbarer Wandndhe - liefert aber im
Rauminneren tendenziell bessere Ergebnisse als das SKE und RSM-IP Modell.

Neben der unterschiedlichen Strahlausbreitung im Deckenbereich ist be  der
Gegenuberstellung der Mess- und Berechnungsergebnisse zu erkennen, dass jene Modelle die
im Eintrittsbereich eine zu geringe Strahlausbreitungsrate berechnen (vgl. Abschnitt 6.5.3.2.1)
instationare und ausgepréagte nichtsymmetrische Effekte vorhersagen (RKE, RSM-SSG, KW-
SFC und KW-SST). Zudem weisen diese Modelle eine deutlich zu grof3e Geschwindigkeit im
Deckenbereich auf. Diese unreadlistischen Berechnungsergebnisse sind auf das zu geringe
Entrainment und des damit verbundenen zu gering vorhergesagten Geschwindigkeitabbaus
zurickzuftihren. FOr diese Modelle ist daher eine individuelle Anpassung der
Modellkonstanten zur genaueren Berechnung der Strahlausbreitungsrate erforderlich.

6.5.4 Validierungsuntersuchung Modellraum |l

6.5.4.1 Beschreibung des numerischen Berechnungsmodells

Im Wesentlichen entsprechen die verwendeten Berechnungsmodelle jenen, die fur die
Berechnung des Modellraums | herangezogen wurden. Es wurden lediglich die geometrischen
Randbedingungen (Raumabmessungen, Anordnung des Zu- und Abluftkanals) und
Zustrombedingungen an die realen Gegebenheiten angepasst. Wie beim Modellraum | wurden

zwel Berechnungsgitter mit unterschiedlichen dimensionslosen Wandabsténden (y* ~ 20 und

y*" ~1) fir Modelle mit Wandiberbriickungsfunktionen (SKE, SKE-NL, RNG, RKE, RSM-
IP und RSM-SSG) und fur Modelle die bis zur Wand integriert werden konnen (KW-PENG,
KW-PENG-NL, KW-SST) erstellt. Die Anzahl der Gitterzellen betrug ca. 2.500.000 Zellen.
Eine Darstellung der verwendeten Berechnungsgitter und elne Gitterunabhangigkeitsprifung
sind im Anhang dargestellt.



Untersuchungen zur StrahllGftung 193

Zur Vereinfachung der Eintrittsrandbedingungen wurden die im Abschnitt 6.2 beschriebenen
und im Abschnitt 6.3 bzw. 6.4 validierten Zustrommodelle herangezogen. Zur leichteren
Orientierung wird dabel die Bezeichnung ,Slot* fur das einfache Schlitzmodell und die
Bezeichnung ,, Slot MC* fur das Modell mit Impul skorrektur beibehalten.

6.5.4.2 Untersuchungser gebnisse der globalen Raumluftstr bmung

In den nachstehenden Abbildungen (Abb. 99 bis 100) sind die gemessenen und die
berechneten Geschwindigkeiten dargestellt. Die dabei gewdhiten Auswerteebenen
entsprechen den im Abschnitt 6.5.2.4 beschriebenen Messpositionen.

Der unmittelbare Vergleich zwischen den mit den unterschiedlichen Eintrittsmodellen
erzielten Ergebnissen (Slot SKE und Slot MC SKE) zeigt wieder, dass beide V ereinfachungen
nahezu identische Stromungszusténde vorhersagen. Demzufolge kann durch die
vorgeschlagene Impulskorrektur am Eintritt die geometrische Auflosung des Eintrittsrandes
ohne nennenswerten Genauigkeitsverlust reduziert werden. Hingegen ist durch Variation des
Turbulenzmodells eine deutlich grofRere Verénderung des Berechnungsergebnisses ersichtlich.

Alle Turbulenzmodelle konnen zwar die messtechnisch ermittelten unsymmetrischen
Stromungszustande im Modellraum wiedergeben, weisen aber deutliche Unterschiede
hinsichtlich des Stromungsprofiles im Deckenbereich auf, wobel jene Modelle, die das
Entrainment am Eintritt deutlich unterschétzen (It. Abschnitt 6.4 RKE, KW-SFC, KW-SST
und RSM-SSG) grolRere Abweichungen gegeniber den Messergebnissen besitzen. Jene
Modelle, die die gemessenen Strahlausbreitungsraten des Zuluftstrahls am genauesten
vorhersagen konnen, liefern die besten Ergebnisse (SKE, SKE-NL, KW-PENG, KW-PENG-
NL). Im Gegensatz zum Messraum | sind jedoch zwischen den linearen und nichtlinearen
Modellen kaum Unterschiede erkennbar. Ein substantieller Einfluss der ansiotropen
turbulenten Normalspannungen auf das Stromungsbild ist somit nicht nachweisbar. Grund
hierfur liegt in der relativ spdten und von der Symmetrieachse stark versetzten Anlegezone
(x/L=0,5), sodass die Ausbildung eines typischen dreidimensionalen Wandstrahls im
Deckenbereich aus Platzgriinden verhindert wird.
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x/L=0,206

x/L=0,344

x/L=0,516

x/L=0,688

KW-SFC

KW-SST

RSM-IP

RSM-SSG

Abb. 99: Gegenliber stellung der gemessenen und ber echneten mittleren Strédmungsgeschwindigkeit
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Messung Slot MC SKE

ot fuy

0.000 0.041 0.081 0.122 0.162

SKE-NL KW-PENG

Abb. 100: Gegeniiberstellung der gemessenen und berechneten mittleren Strémungsgeschwindigkeit in
der z=B/2 Ebene
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7 Zusammenfassung

Die standig steigenden Anforderungen an das Raumklima zur Schaffung optimaler
Bedingungen fir Mensch und Produktionsprozesse setzen ein verbessertes Grundversténdnis
fur die stromungstechnischen Vorgange in belUfteten Raumen voraus. Aufgrund der stark
gestiegenen Rechenleistung und des méchtigen Postprozessings und der damit verbundenen
Interpretationsmoglichkeiten werden dazu vermehrt numerische Methoden wie z.B.
Computational Fluid Dynamics (CFD) eingesetzt. Die Verwertbarkeit der CFD Ergebnisse
hangt jedoch wesentlich von der Genauigkeit der berechneten turbulenten Impuls-, Warme-
und Stofftransportvorgange ab. Innerhalb der industriellen Anwendung werden zudem
geringe Rechenzeiten vorausgesetzt, sodass praktisch alle eingesetzten CFD Modelle auf die
zeitlich gemittelten Navier Stokes (RANS) Gleichungen zuriickgreifen. Die dabel
auftretenden Korrelationen hoherer Ordnung muissen durch geeignete Modellansétze, die
meist den individuellen Aufgabenstellungen angepasst werden, geschlossen werden.
Innerhalb der gegenstandlichen Arbeit wurden daher bestehende Turbulenzmodelle sowie
Methoden zur Vereinfachung der Eintrittrandbedingung validiert und theoretisch fundierte
V erbesserungsvorschlége abgeleitet. Darauf basierend wurden neue Modelle entwickelt und
mittels eigenen Vergleichsmessungen verifiziert.

Anhand klassischer Benchmarkstromungen konnte gezeigt werden, dass turbulente
Scherstrémungen mittels linearer Zweigleichungsmodelle hinreichend genau wiedergegeben
werden konnen. Hingegen konnen turbulenzinduzierte Sekundarstromungen, die durch
anisotrope  Normalspannungen  erzeugt  werden, lediglich  durch  nichtlineare
Wirbelviskositdtsmodelle sowie durch Reynoldsstress-Modelle abgebildet  werden.
Grundsétzlich weisen diese Modelle jedoch ein numerisch instabiles Verhalten sowie
geringere Genauigkeiten bel der Berechnung von turbulenten Scherstrémungen auf. Aus
diesem Grund wurde mittels Daten von DNS und Experimenten ein neues nichtlineares
Wirbelviskositdtsmodell, welches die ginstigen Eigenschaften linearer und nichtlinearer
Modelle vereint und das auf k-¢ und k-o Ansétze basiert, abgeleitet. Bei den untersuchten
klassischen Benchmarkstromungen konnten durch den vorgeschlagenen nichtlinearen Ansatz
deutliche Verbesserungen beziiglich Genauigkeit und numerischer Stabilitét erzielt werden.

Neben den klassischen Benchmarktests wurde die Eigenschaft von ebenen Freistrahlen bel
geringen Reynoldszahlen diskutiert. Dabei konnte gezeigt werden, dass die in der Literatur
verflgbaren Wirbelviskositdts- und RSM-Turbulenzmodelle nicht in der Lage sind, die im
Ubergangsbereich herrschende Wechselwirkung zwischen der Strahlausbreitungsrate, und der
Reynoldszahl sowie der geometrischen Form der Eintrittsdffnung vorherzusagen. Dies hat
insofern eine weitreichende Konsequenz, da bel konventionellen BelUftungskonzepten die
Reynoldszahlen am Eintritt deutlich geringer sind as bei jenen Freistrahlstromungen, die im
Allgemeinen zur Kalibrierung der Modellkonstanten herangezogen worden sind. Aus diesem
Grund werden durch die meisten Turbulenzmodelle die turbulenten Impul saustauschvorgénge
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und somit das Entrainment bei Raumluftstrémungsvorgangen unterschétzt. Dadurch kénnen
essentielle Stromungsphanomene, wie z.B. der Coanda-Effekt, nicht korrekt wiedergegeben
werden. Um dennoch realistische Berechnungsergebnisse erzielen zu konnen, wurde eine
effiziente Methode abgeleitet, mit der eine individuelle und systematische Anpassung der
Modellkonstanten von Zweigleichungsmodellen fur unterschiedliche Luftdurchlésse und
Einstromgeschwindigkeiten ermdglicht wird. Dafir ist lediglich die messtechnische
Ermittlung der Strahlausbreitungsrate  bzw. der Hauptstrahlachsengeschwindigkeit
erforderlich. Auf die aufwendige messtechnische Ermittlung statistischer Momente zweiter
Ordnung (z.B. turbulente Schubspannungen) kann dabel vollstandig verzichtet werden.

Typisch fir zwangsventilierte Raume sind die stark unterschiedlichen geometrischen
GrolRenordnungen zwischen dem Einlassbereich und dem Raum selbst. Fir eine genaue
Auflésung aler Details fuhrt dies zu einem hohen Diskretisierungsaufwand und somit zu
einer aufwendigen Gittererstellung sowie langen Rechenzeiten. In der Regel ist deshalb eine
Vereinfachung der Eintrittsrandbedingungen notwendig. Dazu wurde eine neue Methode
vorgestellt, die trotz VergrofRerung der Eintrittsflache eine konsistente Vorgabe des Massen-
und Impulsstroms ermoglicht. Grundlage dazu ist eine Korrektur des Impulsstroms
unmittelbar nach der Einlassoffnung durch Aufprdgen von Volumskréften. Mittels
Vergleichsrechnungen und PIV-Messungen wurde nachgewiesen, dass diese Methode bereits
nach einer kurzen Einstromlénge - im Vergleich zu einer vollstandigen geometrischen
Auflésung — nahezu identische Berechnungsergebnisse liefert.

Abschliefiend wurden umfangreiche PIV Messungen anhand zweier unterschiedlicher
zwangsbel Ufteter Raume im Modellmal3stab durchgefihrt. Um auch Aussagen Uber das
gesamte Raumluftstromungsbild tétigen zu kénnen wurden dazu mehrere hunderttausend
Messpunkte im Raum verteilt. Dadurch konnten die wesentlichen Stromungsphé&nomene, wie
Entrainment, turbulenzinduzierte Sekundarstrémungen und unsymmetrische Effekte,
messtechnisch identifiziert werden. Der Vergleich mit den Berechnungsergebnissen zeigte,
dass die in dieser Arbeit vorgeschlagenen Modellverbesserungen eine deutlich realistischere
Berechnung von Raumluftstromungsvorgangen ermaglichen.
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A Anhang - Gitterunabhangigkeitspriufung

A.1 Ebener Kanal It. Abschnitt 4.2 und 5.3.1

Fur die Berechnung der Geschwindigkeits- und Turbulenzparameterverteilung im Abschnitt
4.2 und 5.3.1 wurden die in Abb. 101 dargestellten Berechnungsgitter verwendet. Das
Berechnungsgitter auf der linken Seite wurde fur HighRe-Turbulenzmodelle mit
Wanduberbrickungsfunktionen und das auf der rechten Seite fir LowRe-Turbulenzmodelle
verwendet. Die Zellenanzahl fur das linke Berechnungsgitter betrug 400 und fir das rechte
Berechnungsgitter 256. Die Abgrenzung des Berechnungsgebietes erfolgte auf der Ober- und
Unterseite durch die Wande und an den jeweiligen Seitenflachen durch periodische
Randbedingungen.

Abb. 101: Verwendetes Berechnungsgitter fur die Durchstrémung eines ebenen Kanals (Abschnitt 4.2).
Links: HighRe-Gitter fir M odelle mit Wanduiber briickungsfunktionen (y*=30). Rechts. LowRe-Gitter fur
Modelle die bis zur Wand integriert werden kénnen (y*<1)

Zur Uberprifung der Gitterunabhdngigkeit wurde die Zellenanzahl in den beiden
Koordinatenrichtungen verdoppelt. Dadurch wurde die Zellenanzahl fir das HighRe-
Berechnungsgitter von 400 auf 1.600 Zellen und fir das LowRe-Berechnungsgitter von 256
auf 2048 Zellen erhoht. Die Berechnungen wurden mit dem Second-order
Diskretisierungsschema durchgefuihrt. Somit ergibt sich fir beide Berechnungsgitter ein
Faktor fUr die systematische Verfeinerung von r=2 und fir den Diskretisierungsparameter
p=2. Der Diskretisierungsfehler wurde mit der Gleichung (2.159) ermittelt und ist in der Abb.
102 fur die mittlere Kanalgeschwindigkeit und der turbulenten kinetischen Energie bei
Verwendung des SKE und SKE-EWT Turbulenzmodells dargestellt. Demzufolge ergibt sich
ein Diskretisierungsfehler bel der Verwendung des HighRe-Gitters von ca. 2% und bel
Verwendung des LowRe-Gitters von ca. ~4% bzw. max. ~6%.
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SKE-EWT

E von U/L{au

Diskretisierungsfehler E [%]
Diskretisierungsfehler E [%)]

y/0.5H [1] y/0.5H [1]

Abb. 102: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E It. Glg. (2.159) mit r=2 und p=2. Links:
Diskretisierungsfehler bei Verwendung des HighRe-Gitters (y'=30) und des SKE Turbulenzmodells.

Rechts. Diskretisierungsfenler bei Verwendung des LowRe-Gitters (y'<1) und des SKE-EWT
Turbulenzmodells

A.2 Ebener Freistrahl It. Abschnitt 4.3 und 5.3.2

In Abb. 103 ist das verwendete Berechnungsgitter zur Berechnung des ebenen Freistrahls im
Abschnitt 4.3 und 5.3.2 dargestellt. Die Unterseite stellt die Symmetrieebene und die
Oberseite die Druckeinlass-Randbedingung dar. Auf der linken Seite befindet sich der
Einlasskanal und auf der rechten Seite die Druckausl ass-Randbedingung. Zudem ist am Ende
des Einlasskanals die senkrechte Riickwand erkennbar.

Abb. 103: Verwendetes Ber echnungsgitter fir den ebenen Freistrahl (Abschnitt 4.3)

Das verwendete Berechnungsgitter umfasste 35.280 Zellen. Zudem wurde ein zweites
Berechnungsgitter mit einem Verfeinerungsfaktor von r=2 erstellt. Die Anzahl der
Berechnungszellen des feneren Gitters  betrug somit 141.120. Die
Gitterunabhangigkeitsprifung erfolgte wiederum mit dem SKE Turbulenzmodell. Da im
Wesentlichen die Eigenschaften der freien Scherstrdmung von Interesse sind, wurde auf die
Gitterunabhangigkeitsprifung der LowRe-Erweiterung verzichtet. Die mit dem SKE Modéll
ermittelten  Strahlausbreitungsraten  betrugen fur das 35.280 Zellen umfassende
Berechnungsgitter 0,1101 und fiur das aus 141.120 Zellen bestehende Berechnungsgitter
0,1101. Neben dem Einfluss auf die ermittelte Strahlausbreitungsrate wurde auch der
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Diskretisierungsfehler zur Bestimmung des dimensionslosen Geschwindigkeitsprofils sowie
der Verteilung der turbulenten kinetischen Energie ermittelt. Wie im Abschnitt A.1 wurde
dazu auch die Gleichung (2.159) herangezogen. Die Ergebnisse sind in Abb. 104
zusammengefasst.
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Abb. 104: Verlauf des Diskretisierungsfehlersin der x=200H Ebene. E It. Glg. (2.159) mit r=2, p=2 und bei
Verwendung des SKE Turbulenzmodells

Demzufolge kann mit einem maximalen Diskretsierungsfehler von deutlich unter 1%o
gerechnet werden.

A.3 Ebener Wandstrahl It. Abschnitt 4.4 und 5.3.3

Das im Abschnitt 4.4 und 5.3.3 verwendete Berechnungsgitter ist in Abb. 105 dargestellt. Die
linken  Abbildungen stellen dabel das Gitter fir HighRe-Modelle  mit
Wandiiberbriickungsfunktionen (y*=~30) und die rechten Abbildungen das Gitter fiir LowRe-
Modelle (y'<1) dar. Die untere Abgrenzung des Berechnungsgebietes stellt dabei die Wand
und die obere Abgrenzung die Druckeinlass-Randbedingung dar. Auf der linken Seite
befindet sich der Einlass und auf der rechten Seite die Druckauslass-Randbedingung. Die
Lange des Einlasskanals wurde bewusst relativ kurz angesetzt, da bei den experimentellen
Untersuchungen von Abrahamsson (1997) ein nahezu homogenes Geschwindigkeitsprofil am
Eintritt gemessen wurde. Auf der linken Seite ist nach oben hin das Berechnungsgebiet durch
eine vertikale Wand abgegrenzt.

Zur Gitterunabhangigkeitsprifung wurden fir das HighRe- und fir das LowRe-Modell ein
grobes und ein feines Berechnungsgitter erstellt. Die Zellenanzahl betrugen dabel fir das
HighRe-Gitter 26.752 bzw. 106.456 Zellen und fur das LowRe-Gitter 30.800 bzw. 123.200
Zellen (fur die Vaidationsuntersuchungen wurde jeweils das grobere Gitter herangezogen).
Die mit dem SKE bzw. SKE-EWT ermittelten Strahlausbreitungsraten betrugen fur das
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HighRe-Gitter mit 26.752 Zellen dyos/dx=0,0979 bzw. mit 106.456 Zellen dys/dx=0,0979
und fur das LowRe-Gitter mit 30.800 Zellen dyos/dx=0,0957 bzw. mit 123.200 Zellen
dyos/dx=0,0955.

Abb. 105: Verwendetes Berechnungsgitter fir den ebenen Wandstrahl (Abschnitt 4.4). Links. HighRe-
Gitter fir Modelle mit Wandiiber br iickungsfunktionen (y*=30). Rechts: L owRe-Gitter fiir M odelle die bis
zur Wand integriert werden konnen (y*<1)

Die fir das jewellige Berechnungsgitter mit der Gleichung (2.159) ermittelten
Diskretisierungsfehler sind in Abb. 106 zusammengefasst.

0.2

0.15

0.1

0.05

Diskretisierungsfehler E [%)]
Diskretisierungsfehler E [%)]

-0.05
0

Abb. 106: Verlauf des Diskretisierungsfehlersin der x=200H Ebene. E It. Glg. (2.159) mit r=2 und p=2.
Links: Diskretiserungsfehler bei Verwendung des HighRe-Gitters (y'=30) und des SKE
Turbulenzmodells. Rechts. Diskretisierungsfehler bei Verwendung des LowRe-Gitters (y'<1) und des
SKE-EWT Turbulenzmodells

Demnach kann mit einem maximalen Diskretisierungsfehler von deutlich unter 1%o gerechnet
werden.
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A.4 2D Raumluftstromung It. Abschnitt 4.5 und 5.3.4

In Abb. 107 sind die in den Abschnitten 4.5 und 5.3.4 verwendeten Berechnungsgitter
dargestellt. Die obere Abbildung stellt dabei das Berechnungsgitter fir die HighRe- und die
untere Abbildung das Berechnungsgitter fir die LowRe-Turbulenzmodelle dar. Auf der linken
Seite befindet sich der Einlasskanal und auf der rechten Seite der Auslasskana. Am
Zustromrand wurden die Geschwindigkeiten direkt aufgeprédgt und am Ende des
Auslasskanal s wurde eine Druckausl ass-Randbedingung verwendet.

Abb. 107: Verwendetes Berechnungsgitter fir die zweidimensionale Raumluftstr6mung (Abschnitt 4.5).
Oben: HighRe-Gitter fir Modelle mit Wandiiber br iickungsfunktionen (y"=20). Unten: LowRe-Gitter fiir
Modelle mit LowRe-Erweiterung (y'<1)

Zur Ermittlung der Gitterunabhangigkeit wurde das HighRe- und LowRe-Berechnungsgitter
wiederum um den Faktor r=2 verfeinert. D.h. fur das HighRe-Gitter wurde die Zellenanzahl
von 36.792 auf 144.624 und fir das LowRe-Gitter von 41.208 auf 164.832 erhoht. Der dabei
mit dem SKE bzw. SKE-EWT ermittelte Diskretisierungsfehler ist in Abb. 108 in der x/H=1
und x/H=2 Ebene dargestellt. Demnach ist fir die Geschwindigkeitsprofile und fur den

Verlauf der turbulenten kinetischen Energie ein maximaler Diskretisierungsfehler von
deutlich unter 0,5% zu erwarten.
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Abb. 108: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E It. Glg. (2.159) mit r=2 und p=2. Links:
Diskretisierungsfehler bei Verwendung des HighRe-Gitters (y'=30) und des SKE Turbulenzmodells.
Rechts: Diskretiserungsfehler bei Verwendung des LowRe-Gitters (y'<1) und des SKE-EWT
Turbulenzmodells

A.5 Quadratischer Kanal It. Abschnitt 4.6.2 und 5.3.5

In Abb. 109 ist das verwendete Berechnungsgitter fir die Berechnung der Durchstrémung in
einem quadratischen Kanal (Abschnitt 4.6.2 und 5.3.5) dargestellt. Das dreidimensionale
Berechnungsgebiet ist seitlich durch die Kanalwande abgegrenzt. Zudem wurden an der
Vorder- und Rickseite periodische Randbedingungen verwendet. Auf der linken Seiteist das
Berechnungsgitter fir HighRe- und auf der rechten Seite fUir LowRe-Turbulenzmodelle
dargestellt. Um den Diskretisierungsfehler abschdtzen zu konnen wurde fur beide
Berechnungsgitter eine Gitterverfeinerung durchgefihrt. Die Gitteranzahl betrug dabei fur das
HighRe-Modell 19.600 bzw. 149.072 und fur das LowRe-Modell 57.600 bzw. 460.800. In
beiden Falen entspricht das einem Gitterverfeinerungsfaktor von r=2.

Der mit Gleichung (2.159) ermittelte Verlauf des Diskretisierungsfehlers ist in Abb. 110
zusammengefasst. Ausgewertet wurden dabei der Betrag der turbulenzinduzierten
Sekundarstromung sowie die normierten Normal spannungskomponenten |by2-bss|. Verwendet
wurde dabel das RSM-IP bzw. das RSM-IP-EWT Turbulenzmodell. Der dabel ermittelte
maximal e Diskretisierungsfehler in der x=y=0 Ebene liegt deutlich unter 1%.
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Abb. 110: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E It. Glg. (2.159) mit r
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A.6 Dreidimensionaler Wandstrahl It. Abschnitt 4.6.3 und 5.3.6

Das fur die Berechnung des dreidimensionalen Wandstrahls verwendete Berechnungsgitter
(siehe Abschnitt 4.6.3 und 5.3.6) ist in Abb. 111 dargestellt. Wie beim zweidimensionalen
Wandstrahl wurde ein Berechnungsgitter fir HighRe- und enes fir LowRe
Turbulenzmodelle erstellt. Der ZustrOmkanal ist in beiden Falen identisch. Im
Wandstrahlbereich unterscheiden Sie sich jedoch deutlich durch den Wandabstand der ersten
Rechenzelle. Das HighRe-Gitter ist fir Modelle mit Wanduberbrickungsfunktionen und das
LowRe-Modell fir Modelle mit Wanddampfungsfunktionen ausgel egt.

] |
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Abb. 111: Verwendetes Berechnungsgitter fir den dreidimensionalen Wandstrahl (Abschnitt 4.6.3).
Links: HighRe-Gitter fir M odelle mit Wanduiber briickungsfunktionen (y*=20). Rechts. L owRe-Gitter fur
M odelle mit LowRe-Erweiterung (y'<1)

Die Abgrenzung des Berechnungsgebietes erfolgt im Einlasskanal durch die Vorgabe der
mittleren Eintrittsgeschwindigkeit und der Kanal- bzw. Rickwand. Die untere Abgrenzung
bildet eine Wand und die in Stromungsrichtung gesehene linke Abgrenzung erfolgt durch die
Vorgabe einer Symmetrieebene. Seitlich und oben wurde eine Druckeinlass-Randbedingung
und am Ausstrémende el ne Druckausl ass-Randbedingung aufgepréagt (siehe Abschnitt 4.6.3).
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Da im Wesentlichen die Vaidierung der Turbulenzmodelle durch Vergleich der
Strahlausbreitungsraten erfolgt, beschrankt sich die Gitterunabhangigkeitsprifung auf die
Entwicklung des Strahlverlaufes entlang der Hauptstromungsrichtung. Dazu wurden fir das
HighRe-Modell zwei Berechnungsgitter mit 730.520 und 1.641.770 Zellen und fir das
LowRe-Modell zwei Berechnungsgitter mit 1.332.520 und 2.996.270 Zellen erstellt. Die mit
den jeweiligen Berechnungsgittern ermittelten Strahlausbreitungsraten sind in der Tabelle 32
zusammengefasst. Demnach sind nur geringe Abweichungen zu erwarten.

Tabelle 32: Gegenuiber stellung der ber echneten Strahlausbreitungsraten

Bezeichnung y* Zellenanzahl ~ Strahlausbreitung  Strahlausbreitung Verhdltnis
[-] [zellen] dy/dx [-] dzyo/dx [-] dzyof dyz [-]
RSM-IP ~20 730.520 0,046 0,579 12,65
RSM-IP ~20 1.641.770 0,052 0,642 12,35
RSM-IP-EWT =1 1.332.520 0,073 0,442 6,02
RSM-IP-EWT =1 2.996.270 0,068 0,500 7,38

A.7 Freistrahluntersuchung It. Abschnitt 6.2.3

Die Berechnungsgitter fir die Freistrahluntersuchungen im Abschnitt 6.2.3 sind in Abb. 112
dargestellt. Insgesamt wurden drei Geometriemodelle erstellt. Das erste Modell umfasst eine
detaillierte Abbildung der einzelnen Luftdurchlasse und entspricht dem Simulationsmodell |
(die vermessenen Audassoffnungen sind in Abb. 113 dargestellt). Das zweite Modell
(Simulationsmodell 1) umfasst einen zweidimensionalen Schlitz  dessen frele
Querschnittsflache dem Simulationsmodell | entspricht. Das dritte Modell (Simulationsmodell
[11) umfasst einen Schlitz dessen Hohe mit dem Durchmesser der Eintrittsbohrung im
Simulationsmodell | Ubereinstimmt. Zur Impulskorrektur wurde ein - hinsichtlich der
Quellterme - separat adressierbares Berechnungsvolumen in unmittelbarer Austrittsnéhe
definiert. Alle Modelle sind nach unten und zur Mitte durch eine Symmetri eebene abgegrenzt.
Auf der oberen und hinteren Seite wird das Berechnungsgebiet durch Druckeinlass-
Randbedingungen und die Ausstromseite durch ene Druckausass-Randbedingung
abgeschlossen.

Zur Ermittlung des Diskretisierungsfehlers wurde fur ale drei Simulationsmodelle ein
feineres Gitter erzeugt. Der Verfeinerungsfaktor betrug dabei fir alle Modele r=2
(Simulationsmodell |: 546.056 bzw. 4.368.448 Zellen, Simulationsmodell 11: 233.808 bzw.
1.870.464 Zellen und Simulationsmodell [11: 229.416 bzw. 1.835.328 Zellen). Die mit den
Gittern ermittelten Diskretisierungsfehlern sind in Abb. 114 zusammengefasst.
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Abb. 114: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E It. Glg. (2.159) mit r=2 und p=2 fiir die Berechnung der
Geschwindigkeitsprofile u und der Verteillung der turbulenten kinetischen Energie k. Auswerteebene
x/d=70, z/d=0. Verwendetes Turbulenzmodell SKE. Links: Diskretisierungsfehler E bel Verwendung des
Simulationsmodells |  (detailgetreue Auflosung der einzelnen  Audassbohrungen). Mitte

Diskretisierungsfehler E bei Verwendung des Simulationsmodells |1 (Slot). Rechts: Diskretisierungsfehler
E bei Verwendung des Simulationsmodells 111 (Slot M C)

Der Verlauf des Diskretisierungsfehlers fur die mittlere Stromungsgeschwindigkeit und die
turbulente kinetische Energie zeigt, dass der Diskretisierungsfehler deutlich unter 1% liegt.

Zudem ist zu erkennen, dass bel ener geometrisch exakten Nachbildung der

Austrittsoffnungen die Empfindlichkeit des verwendeten Berechnungsgitters hinsichtlich der
Auflésungsgenauigkeit zunimmt.
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A.8 Berechnung der Strahlausbreitungsraten It. Abschnitt 6.3

Das im Abschnitt 6.3 verwendete zweidimensionale Berechnungsgitter fur die Vorhersage
unterschiedlicher Strahlausbreitungsraten in Abhéngigkeit der Reynoldszahl ist in Abb. 115
dargestellt. Neben der globaen Abbildung des Berechnungsgebietes ist auch die
Ausstromsituation detailliert abgebildet. Nach unten ist das Berechnungsgebiet durch eine
Symmetrieebene abgegrenzt. Entsprechend dem experimentellen Aufbau von Deo (2005)
befindet sich auf der linken Seite die Zustréméffnung. Die Oberseite des Zustrombereiches
wird durch eine Wand abgeschlossen. Im Freistrahlbereich wird die Oberseite des
Berechnungsgebietes durch eine Druckeinlass-Randbedingung und stromabwarts auf der
rechten Seite durch eine Druckauslass-Randbedingung abgegrenzt (vgl. Abb. 69).

ot

Abb. 115: Verwendetes Berechnungsgitter fiir die Vorhersage unterschiedlicher Strahlausbreitungsraten
im Abschnitt 6.3

Zur Ermittlung des Diskretisierungsfehlers wurde neben dem Standardgitter mit 81.599 Zellen
ein feineres Gitter mit 326.396 Zellen erzeugt (entspricht einem Verfeinerungsfaktor von
r=2). Der mit den beiden Berechnungsgittern und dem SKE Turbulenzmodell ermittelte

Verlauf des Diskretisierungsfehlers ist in Abb. 116 dargestellt. Demnach liegt der maximale
Diskretisierungsfehler unter 1%o.
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Abb. 116: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E It. Glg. (2.159) mit r=2 und p=2 bei der Bestimmung des
Geschwindigkeitsprofilsin der x=100h Ebene (Abschnitt 6.3)

Neben dem Diskretisierungsfehler wurde auch die mit den beiden Gittern berechnete
Strahlausbreitungsrate ausgewertet. Die dabel ermittelten Werte sind in der Tabelle 33
zusammengefasst. Demzufolge ist durch Verfeinerung des Berechnungsgitters kein Einfluss
auf die Strahlausbreitungsrate ersichtlich.

Tabelle 33: Gegeniiber stellung der ber echneten Strahlausbreitungsraten

Turbulenzmodell Re[] Zellenanzahl Strahlausbreitungsrate
[zellen] dyyo/dx []

SKE 16.500 81.599 0,116

SKE 16.500 326.396 0,116

A.9 Berechnung der Strahlausbreitungsraten It. Abschnitt 6.4.3

Die verwendeten Berechnungsgitter zur Berechnung der Strahlausbreitungsrate im Abschnitt
6.4.3 sind in der Abb. 117 und 118 dargestellt. Nach unten ist das Berechnungsgebiet durch
die Symmetrieebene und nach oben durch eine Druckeinlass-Randbedingung abgegrenzt. Auf
der linken und auf der rechten Seite befinden sich Druckeinlass- bzw. Druckauslass-
Randbedingungen. Neben dem globalen Berechnungsgebiet sind auch Detailausschnitte des
Einlassbereiches dargestellt.

Zur Uberprifung der Gitterunabhédngigkeit wurden fir alle Berechnungsmodelle zwei
unterschiedliche Diskretisierungsweiten verwendet. In
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Tabelle 34 ist die fur die jeweiligen Modelle verwendete Zellenanzahl zusammengefasst.
Zudem sind die berechneten Strahlausbreitungsraten angefiihrt. Demnach konnten mit einem
Verfeinerungsfaktor von r=2 und bei Verwendung des SKE Turbulenzmodells keine
Unterschiede bei der Berechnung der Strahlausbreitungsrate ermittelt werden.

Abb. 117: Verwendetes Berechnungsgitter fir das Berechnungsmodell | zur Bestimmung der
Strahlausbreitungsrate im Abschnitt 6.4.3. Links oben: Detailausschnitt fur das Berechnungsmodell |
ohne Impulskorrektur (Slot). Links unten: Detailausschnitt fir das Berechnungsmodell | mit
Impulskorrektur (M C)

Abb. 118: Verwendetes Berechnungsgitter fur das Berechnungsmodell 11 zur Bestimmung der
Strahlausbreitungsrate im Abschnitt 6.4.3. Links oben: Detailausschnitt fir das Berechnungsmodell 11
ohne Impulskorrektur (Slot). Links unten: Detailausschnitt fir das Berechnungsmodell [l mit
Impulskorrektur (M C)

Neben dem Einfluss des Berechnungsgitters auf die Strahlausbreitungsrate wurde auch der
Diskretisierungsfehler mit der Gleichung (2.159) ermittelt. Die Ergebnisse sind fur die

x=200mm Ebene in Abb. 119 dargestellt. Demnach kann fir ale Berechnungsmodelle mit
einem Diskretisierungsfehler deutlich unter 0,5% gerechnet werden.
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Tabelle 34: Gegeniiber stellung der ber echneten Strahlaushreitungsraten

Zellenanzahl Strahlausbreitungsrate

Turbulenzmodell Berechnungsmodell Rep [-] [Zellen] dyyalcx [
Slot SKE | 1650 56.167 0,115
Slot SKE | 1650 224.668 0,115
Slot MC SKE | 1650 53.354 0,115
Slot MC SKE | 1650 213.416 0,115
Slot SKE I 2700 64.686 0,111
Slot SKE I 2700 258.744 0,111
Slot MC SKE I 2700 68.228 0,111
Slot MC SKE I 2700 272912 0,111
Modell | Slot Modell | Slot MC Modell 11 Slot Modell I Slot MC
5 ‘ 5 , 5 5 [
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Abb. 119: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E It. Glg. (2.159) mit r=2 und p=2 bei der Bestimmung des
Geschwindigkeitsprofilsin der x=200mm Ebene mit dem SKE Turbulenzmodell (Abschnitt 6.4.3)

A.10 Untersuchung des Lufteintrittbereiches It. Abschnitt 6.5.3.2.1

In Abb. 120 ist das Berechnungsgitter zur Untersuchung des Lufteintrittsbereiches im
Abschnitt 6.5.3.2.1 dargestellt. Die Hinter- und Oberseite werden durch feststehende Wande
abgegrenzt. Die seitlichen Grenzflachen bestehen aus einer Symmetrieebene und einer Wand.
Die untere Grenzflache wird durch eine Druckeinlass-Randbedingung und die stromabwaérts
angeordnete Austrittsflache durch eine Druckauslass-Randbedingung gebildet. Der Einlass
wird durch einen Schlitz, der dieselbe freie Querschnittflache aufweist wie der im Abschnitt
6.1 beschriebene Zuluftkanal fur den Modellraum |, vereinfacht. Die Gitteranzahl fur das
Berechnungsmodell betrug 346.350 Zellen. Zur Uberprifung der Gitterunabhangigkeit
wurden ein feineres Gitter mit 2.770.800 Zellen erstellt (Verfeinerungsfaktor r=2). Der mit
den beiden Berechnungsgittern ermittelte Diskretisierungsfehler ist entlang der x/d=50 bzw.
z/B=1/2 Liniein Abb. 121 dargestellt.
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Abb. 120: Verwendetes Berechnungsgitter zur Untersuchung des Lufteintrittsbereiches im Abschnitt

65321

-20 bis -10 sind aufgrund der geringfligig unterschiedlichen Lage der

Hauptstrahlachsen deutlich hohere Diskretisierungsfehler zu erwarten. In diesem Bereich

~
~

Im Bereich y/d

ergeben sich fir die mittlere Geschwindigkeit Fehler von bis zu 10% und fir die turbulente

kinetische Energie von bis zu 7,5%. Im Zustrombereich des Freistrahls (y/d < -30) kann mit

deutlich kleineren Diskretisierungsfehlern (< 1%) gerechnet werden.
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Abb. 121: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E It. Glg (2.159) mit r

50 bzw. z/B=

Geschwindigkeitspr ofils entlang der x/d
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A.11 Globale Raumluftstromung It. Abschnitt 6.5.3.2.2

In Abb. 122 ist das verwendete Berechnungsgitter fur die Untersuchung der globalen
Raumluftstromung im Abschnitt 6.5.3.2.2 dargestellt. Verwendet wurden dabei zwe
unterschiedliche Gitter in Bezug auf die Vereinfachung des Einlassbereiches (Slot und Slot

MC) sowie zwe unterschiedliche Gitter fir die Verwendung von HighRe- und LowRe-

Berechnungsgittern (y"=30 bzw. y*<1).

Vi
/il

=
=

A
‘«%ﬁ%‘%%%.

=

Abb. 122: Verwendetes Berechnungsgitter fur die Untersuchung der globalen Raumluftstrémung im

+~

~20).

Abschnitt 6.5.3.2.2. Unten links: HighRe Gitter fir M odelle mit Wanduber br Gickungsfunktionen (y

zl)

+

Unten rechts: LowRe Gitter fur Modelle mit LowRe-Erweiterung (y

Die Anzahl der Berechnungszellen fur das HighRe-Gitter betrug 1.184.872 Zellen und fur das
LowRe-Gitter 3.056.576 Zellen. Zur Uberpriifung des Diskretisierungsfehlers wurde zudem

das HighRe-Gitter wurde dabel ein

Far

jeweils ein feineres Gitter generiert.

Die

Verfeinerungsfaktor von r=1,4 und fir das LowRe-Gitter von r=1,32 gewahlt.

Gitteranzahl des feineren Gitters betrug somit 3.056.576 (HighRe-Gitter) bzw. 7.026.320
(LowRe-Gitter) Zellen. Die mit den Gittern und dem SKE bzw. SKE-EWT ermittelten
Diskretisierungsfehler sind in Abb. 123 und in Abb. 125 dargestellt. Demnach ist der

Diskretisierungsfehler beim HighRe-Gitter Gber weite Bereiche deutlich unter 5% und beim
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LowRe-Gitter unter 2%. Wobei beim HighRe-Gitter deutlich gréf3ere Fehler im Bereich der
Wiederanlegezone des Deckenstrahls zu beobachten sind (ca. 8%).

XIL=1/4, z/B=1/2 XIL=1/2, z/B=1/2 X/L=3/4, z/B=1/2
1 1
0.8F-Nag---- 0.8F----—---fr-—-----—1
— 0.6F-—------- — 06— -1 —_
= = =
< < <
> 04p-------- > 04r----o- >
0.2F------- 0.2F--------11 -1
0 0
-10 -10 10
Evonu, [%6] Evonu, [%6] Evonu, [%]

Abb. 123: Verlauf des Diskretisierungsfehlers E von uy It. Glg (2.159) mit r=1,4 und p=2 bel Verwendung
des Berechnungsgitters fur Turbulenzmodelle mit Wandiiber brickungsfunktion (y*=20 It. Abschnitt
6.5.3.2.2)

Um den Einfluss des lokal hoheren Diskretisierungsfehlers auf das berechnete Strémungsbild
anaysieren zu kénnen wurde zudem die mit den unterschiedlich feinen Berechnungsgittern
ermittelte Geschwindigkeitsverteilung in der x/L=1/2 und z/B=1/2 ausgewertet. Die
Berechnungsergebnisse sind in Abb. 124 und in Abb. 126 dargestellt.

Auswerteebene x/L=1/2 Auswerteebene x/L=1/2

Auswerteebene z/B=1/2 Auswerteebene z/B=1/2

Abb. 124: Vergleich der berechneten Geschwindigkeitsverteilung u, in der x/L=1/2 und der z/B=1/2 Ebene
bel Verwendung unter schiedlicher Diskretisierungsweiten. Links: Berechnungsgitter mit 1.184.872 Zellen.
Rechts: Berechnungsgitter mit 3.308.928 Zellen (entspricht einen Verfeinerungsgrad von r=1,4).
Verwendetes Turbulenzmodell: SKE mit Wandiiber briickungsfunktion (y*=20 It. Abschnitt 6.5.3.2.2).
Skalierung It. Abb. 93 bzw. Abb. 96
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x/L=1/4, z/B=1/2 XIL=1/2, z/B=1/2 x/L=3/4, z/B=1/2
1
0.8------- T 08 08N
— 0.6F - Tom — 0.6F
= 1 =
< 1 I
04 >o04f- )
0.2F--—-—---ft----—----1 0.2F--------f--------1 0.2F--—--—----tt-—--—----1
0 < 0 { 0 ‘
-10 0 10 -10 0 10 -10 0 10
Evonu, [%] Evonu, [%6] Evonu, [%]

Abb. 125; Verlauf des Diskretisierungsfehlers E von u, It. Glg (2.159) mit r=1,32 und p=2 bei Verwendung
des Berechnungsgittersfiir LowRe-Turbulenzmodelle (y*=1 It. Abschnitt 6.5.3.2.2)

Hinsichtlich des Strémungsbildes sind nahezu keine Unterschiede zwischen den einzelnen
Berechnungsergebnissen zu erkennen. Es kann daher davon ausgegangen werden, dass die im
Abschnitt 6.5.3.2.2 verwendeten Berechnungsgitter eine ausreichend feine Auflésung
aufweisen.

Auswerteebene x/L=1/2 Auswerteebene x/L=1/2

Auswerteebene z/B=1/2 Auswerteebene z/B=1/2

—— T

Abb. 126: Vergleich der berechneten Geschwindigkeitsverteilung u, in der x/L=1/2 und der z/B=1/2 Ebene
bel Verwendung unter schiedlicher Diskretisierungsweiten. Links: Berechnungsgitter mit 3.056.576 Zellen.
Rechts: Berechnungsgitter mit 7.026.320 Zellen (entspricht einen Verfeinerungsgrad von r=1,32).
Verwendetes Turbulenzmodell: SKE-EWT (y'=1 It. Abschnitt 6.5.3.2.2). Skalierung It. Abb. 93 bzw. Abb.
96
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A.12 Globale Raumluftstromung It. Abschnitt 6.5.4.2

In Abb. 127 ist das Berechnungsgitter fur die Untersuchung der globalen Raumluftstrémung
im Abschnitt 6.5.4.2 dargestellt. Bel der Berechnung wurden neben HighRe- auch LowRe-
Turbulenzmodelle verwendet. Aus diesem Grund wurden zwei Berechnungsgitter mit
unterschiedlicher Auflosung in unmittelbarer Wandnahe (y'=20 bzw. y*=1) erzeugt. Die
Gitteranzahl fur das HighRe-Gitter betrug dabei 2.507.076 und fir das LowRe-Gitter
2.509.680 Zdllen. Zur Uberpriifung der Gitterunabhangigkeit wurden zudem feinere Gitter mit
5.102.640 bzw. 5.098.712 Zellen erzeugt (entspricht einem Verfeinerungsgrad von r=1,3).
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Abb. 127: Verwendetes Berechnungsgitter fur die Untersuchung der globalen Raumluftstrémung im
Abschnitt 6.5.4.2. Unten links. HighRe-Gitter fur Modelle mit Wanduber briickungsfunktionen (y*=20).
Unten rechts: LowRe-Gitter fiir M odelle die bis zur Wand integriert werden kénnen (y'=1)
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Die mit den unterschiedlich feinen Berechnungsgittern ermittelten Diskretisierungsfehler sind
in Abb. 130 dargestellt. Demnach sind im Deckenbereich Diskretsierungsfehler von bis zu
20% zu erwarten. Der zunachst auffallend hoch wirkende Fehler entsteht durch die in
z-Richtung stark ausgepréagte Geschwindigkeitsdnderung, sodass eine minimale Verschiebung
des Wandstrahls grof3e Auswirkungen auf den Diskretisierungsfehler aufweist. Vergleicht
man jedoch die berechneten Stromungsbilder (Abb. 128 und Abb. 129) sind kaum
topologische sowie quantitative Unterschiede erkennbar. Es kann daher davon ausgegangen
werden, dass die im Abschnitt 6.5.4.2 verwendeten Berechnungsgitter eine ausreichend feine
Auflésung aufweisen.

Auswerteebene X = 456mm Auswerteebene x = 456mm

| v

v

Auswerteebene z/B=1/2 Auswerteebene z/B=1/2

Abb. 128: Vergleich der berechneten Geschwindigkeitsverteilung in der x/L=1/2 und der z/B=1/2 Ebene
bel Verwendung unterschiedlicher Disrketisierungsweiten. Links: Berechnungsgitter mit 2.507.076 Zellen.
Rechts: Berechnungsgitter mit 5.102.640 Zellen (entspricht einen Verfeinerungsgrad von r=1,3).
Verwendetes Turbulenzmodell: SKE mit Wanduberbrickungsfunktion (y"=20 It. Abschnitt 6.5.4.2).
Skalierung It. Abb. 99 und Abb. 100
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Auswerteebene x = 456mm Auswerteebene x = 456mm

Auswerteebene z/B=1/2 Auswerteebene z/B=1/2

Abb. 129: Vergleich der berechneten Geschwindigkeitsverteilung in der x/L=1/2 und der z/B=1/2 Ebene
bel Verwendung unterschiedlicher Disrketisierungsweiten. Links: Berechnungsgitter mit 2.509.680 Zellen.
Rechts: Berechnungsgitter mit 5.098.712 Zellen (entspricht einen Verfeinerungsgrad von r=1,3).
Verwendetes Turbulenzmodell: SKE-EWT (y'=1 It. Abschnitt 6.5.4.2). Skalierung It. Abb. 99 und Abb.
100

SKE: XL=1/2, 2/B=1/2 SKE-EWT: X/L=1/2, 2/B=1/2
1 T T T 1 I
0.8 A A EE— 0.8} S
0.6 e Y e e 0.6F e
.:' ! ! ,:', |
I | | I |
> 0.4p------ Ao beemoo- e > 04f------ -
0.2f - et - e 020
0 1 ‘ 1 1
20 -10 0 10 20 20 -1
E (%]

Abb. 130: Verlauf des DiskretisierungsfehlersE It. Glg (2.159) von JUXZ + uy2 mit r=1,3 und p=2. Links:

Diskretisierungsfehler bei Verwendung des Berechnungsgitters fir Turbulenzmodelle mit
Wandiiber briickungsfunktionen (y"=20 It. Abschnitt 6.5.4.2). Rechts. Diskretisierungsfehler bei
Verwendung des Berechnungsgittersfir LowRe-Turbulenzmodelle (y*=1 It. Abschnitt 6.5.4.2)



