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Kurzfassung

Die Auslegung trockenverdichtender Schraubenvakuumpumpen erfordert die genaue
Kenntnis der schédlichen Riickstromung iiber die inneren Maschinenspalte. Eine
herausragende Bedeutung kommt aufgrund der grofien Querschnittsfliche dem Ge-
hausespalt zu. Zusatzlich stellt dieser eine relativ grofie Oberfliche fiir den Warme-
austausch mit dem durchstromenden Gas zur Verfiigung, was fiir das thermische
Verhalten der Maschine wichtig ist.

In der vorliegenden Arbeit wird anhand eines vereinfachten Ersatzspaltes ein Mo-
dell entwickelt, das die Berechnung des Spaltmassenstroms und der resultierenden
Wairmestrome an Rotor- und Gehéauseseite ermdoglicht.

Durch die Analyse der in Schraubenvakuumpumpen typischerweise auftretenden
Groflenverhéltnisse und Driicken wird gezeigt, dass die Stromungsform im Spalt von
viskoser, schwach turbulenter bis hin zur molekularen Stréomung reichen kann. Da
der Gehausespalt von zwei Maschinenteilen gebildet wird, weisen beide Spaltberan-
dungen i.A. deutlich verschiedene Temperaturen auf, was fiir die Modellierung des
Warmetibergangs berticksichtigt werden muss.

Um das Modell allgemeingiiltig zu gestalten, wird die Analyse auf der Basis von di-
mensionslosen Werten fiir die Wandreibung und die Warmestrome durchgefiihrt. Zur
Bestimmung werden im Bereich der viskosen Stromung CFD- Methoden eingesetzt,
die eine detaillierte Auswertung der Reibwert- und Wéarmestromverlaufe ermogli-
chen. Zur Modellierung der turbulenten bzw. transitionellen Strémung kommt in
dieser Arbeit das SST-Turbulenzmodell unter Anbindung eines Transitionsmodells
zum Einsatz.

Fiir verdiinnte Stromungen sind diese Methoden nicht einsetzbar; es kann jedoch
gezeigt werden, dass hier die Einlauf- und Kompressibilitatseffekte nur eine unter-
geordnete Rolle spielen. Dies erlaubt eine einfache Modellierung durch Anpassung
des Reibungsgesetzes und der effektiven Warmeleitfahigkeit des Gases als Funktion
der Gasverdiinnung.

Mit den fir alle Stromungsbereiche bekannten Reib- und Warmeiibertragungsge-
setzen wird ein Berechnungsalgorithmus formuliert, der unter Vorgabe von Gasart,
Spaltgeometrie, Druck vor und hinter dem Spalt sowie der Temperaturen eine effek-
tive Berechnung des gesuchten Spaltmassenstroms sowie der Warmestromverléufe
in die Bauteile ermoglicht.

Die Validierung des entwickelten Modells erfolgt anhand von Versuchen mit einem
Spaltkonturkorper, der zwischen zwei Rezipienten mit unterschiedlichen Driicken
positioniert wird. Die Oberflichen des Konturkorpers sind ungleich temperiert und
mit Warmestromsensoren ausgestattet. Der Abgleich der gemessenen mit den be-
rechneten Werte zeigt fiir alle Stromungsbereiche gute Ubereinstimmung, was die
Giiltigkeit des vorgestellten Modells belegt.
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Abstract

Precise knowledge of internal clearance flows is crucial for the design of dry screw-
type vacuum pumps. The primary clearance is formed by the rotor tip to housing
clearance, it offers the largest cross sectional area. Furthermore, it provides large
surface area for gas flow heat exchange influencing pump thermal behaviour.

Using simplified clearance geometry this thesis presents a model for calculating the
mass flow rate through this clerarance and the resulting heat fluxes on both rotor
and housing.

Analysis reveals that flow type varies from turbulent to molecular within the clear-
ances of a typical screw pump. As the rotor-housing clearance is formed by two
different parts of the pump the wall temperatures of the clearance are unequal and
this must be considered in the heat transfer model.

In order to maintain general applicability of the method it is based on dimensionless
representations of surface friction and heat fluxes. In the viscous flow regime these
are determined with CFD-techniques that allow a detailed evaluation of the friction
and heat flux distribution within the clearance. Turbulent and transitional flows are
modelled using the SST- model in combination with a correlation-based transition
model.

These methods are not valid for rarefied gas flows. However, it can be shown that the
entrance and compressibility effects are of minor importance in these flows. There-
fore a simple modification of the friction law and effective heat conductivity as a
function of the gas rarefaction is sufficient to model rarefied gas flow accurately.
Using the developed friction and heat transfer correlations an algorithm is presented
to calculate the mass flow rate and the heat fluxes for a given geometry, gas type,
temperatures and up- and downstream pressure.

Experimental validation of the theoretical model is realised by test clearance that is
positioned between two recipients with different pressure. The surfaces of the test
clearance are set to different temperatures and include heat flux sensors. Compari-
son of the calculated values for mass flow and heat transfer shows good agreement
with the experimental data in all flow regimes.
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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Trocken verdichtende Vakuumpumpen

Die Vakuumtechnik ist heute ein wichtiger Bestandteil fiir viele, unterschiedliche In-
dustrieprozesse. So wird Vakuum in der Metallurgie zur Entgasung von Schmelzen
eingesetzt, in der Lebensmittelindustrie fiir die Gefriertrocknung und Verpackungs-
technik, in Beschichtungsanlagen fiir das Aufdampfen diinner Schichten auf Gléaser,
PET-Flaschen und Kunststofffolien. Der mit Abstand grofite Markt fir Vakuum-
pumpen bildet die Elektronik- und Halbleiterindustrie: hier gibt es eine Fiille unter-
schiedlicher Prozesse, die Fein- und Hochvakuum benétigen. Als Beispiele seien hier
die CD-Metallisierung, das Plasmaétzen und die chemischen Dampfabscheidungs-
prozesse in der Herstellung von Computerchips und Flachbildschirmen genannt [47].
In jiingerer Vergangenheit sind durch die Fortschritte in der Solartechnik viele neue
Beschichtungsprozesse entwickelt worden, von denen eine grofle Anzahl ebenfalls im
Vakuum stattfinden und entsprechende Pumpstédnde bendétigen.

Neben den industriellen Anwendungen findet die Vakuumtechnik weite Verbreitung
in der Forschung. Vakuumsysteme werden hier fiir diverse Analysetechniken wie
Massenspektrometer oder Elektronenmikroskope genutzt.

Vakuumpumpen werden allgemein nach ihrem Arbeitsbereich unterschieden: Vorva-
kuumpumpen erreichen je nach Bauart Driicke bis etwa 1073 mbar, Hochvakuum-
pumpen kénnen Rezipienten bis 10712 mbar evakuieren. Die meisten dieser Hochva-
kuumpumpen koénnen jedoch nicht gegen Atmosphéarendruck verdichten und bend-
tigen eine Vorvakuumpumpe.

Im Bereich der Vorvakuumpumpen haben sich Verdrangerpumpen etabliert. Die mit
Abstand bedeutendste Pumpe dieser Bauart ist die seit etwa 1905 produzierte Dreh-
schieberpumpe. Diese besteht aus einem exzentrisch in einer Bohrung positionierten
Rotor, in den zwei oder mehr Schieber eingelassen sind. Diese werden im Betrieb der
Pumpe durch die Fliehkraft gegen die Bohrung gedriickt, so dass sich abgeschlossene
Kammern bilden, in denen das Gas verdichtet und schliellich gegen den Atmosphéa-
rendruck ausgeschoben wird. Um den Verschleifl der Schieber zu minimieren, wird Ol
in den Schopfraum gegeben, das sich mit dem geférderten Gas vermischt und spéter
wieder abgeschieden werden muss. Neben der Schmierung dient das Ol zusétzlich
zur Abfuhr der Kompressionswéarme aus dem Schopfraum [90]. Diese Pumpen zeich-
nen sich durch ihren vergleichsweise einfachen Aufbau aus. Als nachteilig erweist
sich jedoch, dass das zu férdernde Gas in Kontakt mit dem Ol kommt. Dies kann
bei der Forderung korrosiver Gase schnell altern und muss entsprechend haufig ge-



tauscht und aufwendig entsorgt werden. Weiterhin besteht die Gefahr, dass durch
Riickstromung Ol in die Prozesskammer gelangt und dort Schaden anrichten kann.
Insbesondere die Prozesse der Halbleiterindustrie sind sehr sensibel gegentiber Ver-
unreinigungen, so dass dort seit Mitte der achtziger Jahre die ersten trocken laufen-
den Vakuumpumpen eingesetzt werden. Diese weisen einen “trockenen® Schopfraum
auf, der frei von Ol oder anderen Hilfsfluiden ist. Damit ist es zum einen méoglich,
ein Olfreies Vakuum zu erzeugen [15], zum anderen kénnen auch korrosive Gase und
Staube gefordert werden, ohne dass das Ol kontaminiert wird. Durch den Einsatz
dieser Pumpen kénnen wesentlich niedrigere Betriebskosten erreicht werden als mit
einer Olgedichteten Pumpe, was den hoheren Anschaffungspreis der Trockenlaufer
schnell amortisiert [19]. Weitere Anwendungsgebiete fiir Trockenlaufer finden sich
in der Pharma- und Lebensmittelindustrie, bei denen aufwendige Filteranlagen und
lebensmittelvertréigliche Ole entfallen kénnen.

Fiir die Vakuumtechnik werden eine Vielzahl verschiedener Verdichtungsmechanis-
men fir Trockenldufer eingesetzt. Die konstruktiv einfachste Losung ist die einwellige
Scrollpumpe, bei der zwei um 180° versetzte archimedische Spiralen ineinander ge-
stellt werden. Wird eine der beiden Spiralen in orbitierende Bewegungen versetzt,
bilden sich zwischen den Spiralen halbmondférmige Kammern aus, die infolge der
Bewegung entlang der Spiralwéinde wandern und so fiir einen Gastransport sorgen.
Bei geniigend engen Spalten zwischen den Wéanden reicht deren Dichtwirkung aus, so
dass die Pumpe ohne zuséatzliche Hilfsfluide als trockene Pumpe einsetzbar ist. Ob-
wohl dieses Prinzip auf ein Patent von Leon Creux aus dem Jahre 1905 zuriickgeht,
wird es aufgrund der hohen Genauigkeitsanforderung an die Bauteile erst ab etwa
1990 als Vakuumpumpe eingesetzt [47]. Diese Pumpen erreichen durch optimierte
Gaswege Enddriicke bis 1073 mbar und werden im Bereich kleiner Saugvermdgen
bis etwa 30 m?/h eingesetzt.

Unter den zweiwelligen Verdrangern ist die Wélzkolbenpumpe (die auch als Dreh-
kolben- oder Rootspumpe bezeichnet wird) das mit Abstand am weitesten verbrei-
tete Pumpprinzip in der Vakuumtechnik. Sie besteht aus zwei achtformigen Dreh-
kolben, die beriithrungsfrei aufeinander abwélzen. Die Rotoren sind dabei iiber ein
Zahnradpaar miteinander synchronisiert. Wie auch die Scrollpumpe ist die Walz-
kolbenpumpe spaltgedichtet, was entsprechend enge Spalte (im Bereich einiger 1/10
mm) zwischen beiden Verdrangern und zum Gehduse notwendig macht, um die
schadliche Riickstromung auf ein Minimum zu reduzieren. Bauartbedingt kann in
Walzkolbenpumpen jedoch keine innere Verdichtung erreicht werden; der Verdich-
tungsprozess lauft stets isochor ab. Damit wird eine hohe Leistung bendtigt, um das
Gas zu verdichten, was neben dem hohen Energieverbrauch auch zu hohen Gas- und
Bauteiltemperaturen fithrt. Aus diesem Grund wird die maximal zuldssige Druck-
differenz auf relativ niedrige Werte begrenzt (z.B. 50 mbar), so dass ein Uberhitzen
der Rotoren und damit ein Anlaufen der Pumpe vermieden wird. Einstufige Walz-
kolbenpumpen kénnen somit nicht alleine als Vorvakuumpumpe betrieben werden
und finden ihre weite Verbreitung als Saugvermogensverstarker in Kombination mit
anderen Vorvakuumpumpen im Bereich von Feinvakuumpumpstanden [47].

Bei mehrstufigem Aufbau ist es moglich, eine innere Verdichtung zu realisieren, so
dass mehrstufige Rootspumpen auch als Vorvakuumpumpen eingesetzt werden kon-
nen [24]. Ublicherweise werden dazu die Verdichtungsstufen axial hintereinander auf
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der Welle angeordnet und iiber Umlenkkanile miteinander verbunden. Mit mehr-
stufigen Rootspumpen konnen grofie innere Verdichtungsverhéltnisse und damit eine
hohe Energieeffizienz bei niedrigen Ansaugdriicken erzielt werden. Ein prinzipieller
Nachteil sind die vergleichsweise hohen Umlenkverluste zwischen den Stufen, die
sich vor allem bei hoheren Ansaugdriicken bemerkbar machen. Weiterhin erweisen
sich diese Kanale als problematisch bei der Forderung von Stduben oder Fliissig-
keitsanteilen im Gas.

Einen der Rootspumpe dhnlichen Aufbau hat die Klauenpumpe, bei der zwei klauen-
formig geformte Rotoren ineinander kimmen. Die Ein- und Ausstromung erfolgt in
axialer Richtung iiber Steuerschlitze. Uber die Lage der Steuerschlitze ist dabei die
Realisierung einer inneren Verdichtung moglich, was den Einsatzbereich erweitert.
Bei mehrstufigen Aufbau kénnen diese als Vorvakuumpumpe einsetzt werden, wobei
tiblicherweise drei bis vier Verdichtungsstufen benétigt werden. In einigen Féllen
wird die Einlassstufe dabei als Rootspumpe ausgefiihrt, da die Klauenpumpe auf-
grund ihrer Einlassgeometrie ungiinstigere Einstromungsverhéltnisse aufweist, die
das Saugvermogen bei niedrigen Einlassdriicken drosseln [24].

1.2 Schraubenspindelvakuumpumpen

Seit etwa 25 Jahren sind neben den oben aufgefithrten Pumpmechanismen noch
trocken laufende Schraubenvakuumpumpen erhéltlich. Diese bestehen aus jeweils
einem links- und rechtsgéngigen Schraubenrotor mit groflem Umschlingungswinkel.
Beide Rotoren laufen bertihrungslos ineinander und bilden durch ihre Profilierung
abgeschlossene Volumina aus, die sich aufgrund der Rotordrehung von der Saugseite
zur Druckseite der Pumpe bewegen.

Das Funktionsprinzip entspricht somit dem des Schraubenverdichters; jedoch ist
aufgrund der hohen zu erzielenden Kompression ein sehr viel groflerer Umschlin-
gungswinkel notwendig. Als Profile kommen meist symmetrische Profile zum Ein-
satz, so dass sich die Arbeitskammern eindeutig zu einem der Rotoren zuordnen
lassen. Bei den in Schraubenverdichtern tiblichen asymmetrischen Profilen erstreckt
sich die Arbeitskammer dagegen auf beide Rotoren [47]. Zur Unterscheidung werden
die Pumpen mit eindeutig zu Rotoren zuzuordnenden Arbeitskammern als Schrau-
benspindelpumpen bezeichnet [50].

Die Schraubenpumpentechnologie weist gegeniiber den anderen Trockenlauferprin-
zipien einige Vorteile auf:

« Die Pumpe besteht aus nur drei Hauptbauteilen (Schraubenrotoren und Ge-
héuse), was eine kostengiinstige Fertigung ermoglicht.

o Es lisst sich durch Wahl eines hohen Umschlingungswinkels eine grole Anzahl
von Verdichtungsstufen realisieren.

o Gasumleitungskanaile zwischen den Verdichtungsstufen entfallen, es gibt damit
keine Verluste bei hohen Volumenstromen.

o Bei entsprechender Auslegung des Schraubenrotors ist eine Verteilung der
Wiarmebelastung tiber einen groflen Rotorbereich moglich, was die Kiihlung
vereinfacht.
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Abb. 1.1: Verschiedene Lageranordnungen fiir Schraubenvakuumpumpen [26]: a)
zweiseitige Lagerung, b) zweiflutige Anordnung, c) fliegende Lagerung

o Aufgrund des Forderprinzips ist eine Schraubenvakuumpumpe in der Lage,
auch Staube oder Flissigkeitsanteile mitzuférdern, was diese fiir Applikationen
wie Kristallziehen oder Sinterprozesse geeignet macht [46].

 Es ldsst sich ein niedriger Schallpegel erreichen [26].

Wegen der genannten Vorteile haben sich Schraubenvakuumpumpen in vielen Mark-
ten etabliert und werden inzwischen von allen groflen Vakuumpumpenherstellern
angeboten. Konstruktiv unterscheiden sich die Pumpen vor allem durch ihr Lage-
rungskonzept fiir die Rotoren. Am weitesten verbreitet ist die zweiseitige Lagerung,
jedoch werden in Einzelfillen die Rotoren auch fliegend gelagert (siehe Abb. 1.1).
Diese Art der Lagerung vermeidet Lagerstellen im Vakuum, so dass sich mit dieser
Bauform absolut ¢lfreies Vakuum erzeugen lasst. Weiterhin kann bei dieser Lagerung
das Pumpengehéduse mit geringem Aufwand demontiert werden, was eine einfache
Reinigung der Pumpe erlaubt. Als problematisch erweisen sich die Rotorschwin-
gungen an der Saugseite, die zu einem Anstreifen der Rotoren am Gehéause fithren
konnen. Um dies zu vermeiden, miissen die Rotoren sehr steif ausgelegt werden, was
die Auslegungsfreiheit der Rotoren stark einschrankt. Ein Lager auf der Saugseite
lasst sich auch bei zweiseitiger Lagerung durch einen zweiflutigen Rotor vermeiden,
bei dem der Gasstrom im Einlass geteilt wird. Beide Konzepte erfordern einen relativ
hohen konstruktiven Aufwand, so dass der Grofiteil der Schraubenpumpen einflutig
mit beidseitiger Lagerung aufgebaut ist.

In Abb. 1.2 ist eine aufgeschnitte zweiseitig gelagert Schraubenvakuumpumpe mo-
derner Bauart dargestellt. Die Synchronisation der beiden Rotoren erfolgt tiber Pra-
zionszahnrader an der Saugseite, die 6lgeschmiert sind. Die Abdichtung des Getrie-
beraums gegeniiber dem Schopfraum erfolgt hier iiber ein System aus Kolbenrin-
gen und Labyrinthdichtungen, in anderen Ausgestaltungen werden auch beriihrende
Kunststoffdichtungen eingesetzt. Um ein Eindringen von korrosiven Prozessgasen
in den Getriebe- bzw. Motorraum zu vermeiden, kann Spiilgas an den Lagerstellen
eingebracht werden. Der Antrieb erfolgt iiber einen direkt auf einem der Rotoren sit-
zenden Motor, der aufgrund der hohen Betriebsdrehzahl mit einem Frequenzumrich-
ter betrieben wird. In édlteren Bauarten werden angeflanschte Motoren und Getriebe
eingesetzt, die allerdings den Aufbau einer hermetisch dichten Pumpe erschweren.
Zur Abfuhr der Kompressionswéirme werden die Gehduse und zum Teil auch die
Schraubenrotoren aktiv gekiihlt. Am héufigsten werden Wasserkiithlungen einsetzt;
reine Luftkithlung ist nur in Ausnahmeféllen zu finden. Zur Kiithlung der Schrauben-
rotoren wird neben Wasser auch Ol eingesetzt, das wiederum iiber einen Wérmetau-
scher mit Luft oder Wasser zuriickgekiihlt wird [25]. Aufgrund der groBen, schnell
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Abb. 1.2: Aufbau einer modernen Schraubenvakuumpumpe.

drehenden Oberflache des Rotors wird dieser im Betrieb warmer als das Gehéuse, so
dass sich durch Warmedehnung die Spalte zwischen Rotor und Gehéause verkleinern.
Dies muss bei der Auslegung der Pumpen moglichst genau berticksichtigt werden,
um trotz enger Spalte ein Anlaufen des Rotors zu vermeiden.

Die erste Generation der Schraubenspindelpumpen wies aus Fertigungsgriinden eine
konstante Steigung auf. Eine innere Verdichtung konnte bei diesen Maschinen nur
durch eine druckseitige Endplatte mit entsprechender Steueréfinung umgesetzt wer-
den. Durch verbesserte Fertigungsmoglichkeiten wurden diese durch Rotoren mit
variabler Steigung abgelost, was die Effektivitiat der inneren Verdichtung wesent-
lich erhoht [26]. Die heutzutage erhéltlichen Schraubenvakuumpumpen weisen da-
bei innere Verdichtungsverhéltnisse zwischen 3 bis 8 auf. Mit zunehmendem inneren
Verdichtungsverhiltnis steigt die Uberkompression der Pumpe bei hohen Ansaug-
driicken an, was eine hohe Leistungsaufnahme in diesem Bereich bedingt. Dies ist
in Abb. 1.3 fir die ideal dichte, isotherm arbeitende Pumpe dargestellt. Zum Ver-
gleich ist die ideale Leistungskurve fiir ein variables inneres Verdichtungsverhéltnis
eingetragen, das nidherungsweise von Drehschieberpumpen erreicht wird [47].

Um trotz hohem inneren Verdichtungsverhéltnis keine unnétig grofien Antriebsleis-
tungen installieren zu miissen und die Pumpe vor thermischer Uberlast zu schiitzen,
werden verschiedene Mafinahmen ergriffen:

o Einbau eines Ventils an einer geeigneten Stelle im Abschnitt der variablen
Steigung des Schraubenrotors, das bei Uberkompression 6ffnet und diese damit
vermindert. Als problematisch erweist sich diese Losung bei der Forderung von
Partikeln und aggressiver Gase, die zu Undichtigkeiten und Ausfall des Ventils
fithren konnen.

o Vergroflerte Spalte an der Saugseite der Pumpe, so dass aufgrund der Spalt-
fliisse die Grofle der Uberkompression reduziert wird. Dies fithrt zu einer Ver-
schlechterung des Saugvermogens bei hohen Ansaugdriicken; das Saugvermo-
gen bei niedrigen Driicken wird jedoch nur geringfiigig beeinflusst, da die saug-
seitigen Spalte durch die vorherrschende Stromungsform verhaltnisméafig dicht
sind. [55].
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Abb. 1.3: Theoretische spezifische Verdichtungsleistung fiir eine Verdringerpumpe
mit 100 m?/h Saugvermdgen und unterschiedlichen inneren Volumenverhéltnissen
v; = Viin / Vius. Die Berechnung erfolgt idealisiert fiir isotherme Prozessfithrung und
ohne Beriicksichtigung innerer Leckagen [47].

o Reduzierung der Drehzahl der Pumpe, um eine thermische Uberlast zu ver-
hindern. Diese Mafinahme erfordert einen drehzahlvarianten Antrieb und re-
duziert das Saugvermogen der Pumpe bei hohen Ansaugdriicken. Trotz der
Nachteile wird dieses Konzept in der Praxis angewendet, wenn die ersten bei-
den Mafinahmen nicht moglich bzw. nicht ausreichend sind.

Wie bei den anderen Trockenldufern erfolgt die innere Abdichtung in Schrauben-
pumpen tber Spalte, die das Saugvermogen und auch das thermische Verhalten der
Pumpe bestimmen. Die schadlichen Spaltstrome nehmen mit abnehmendem Druck
ab, die Spalte werden verhéltnisméaflig dichter. Dies hat einen deutlichen Einfluss auf
das Saugvermogen von Schraubenvakuumpumpen, die typischerweise zwischen etwa
1 und 10 mbar wegen dieses Effektes ihr hochstes Saugvermégen erreichen (siehe
Abb. 1.4). Bei hoheren Ansaugdriicken nimmt aufgrund der gednderten Druckver-
teilung in der Pumpe die Riickstréomung zu, was das Saugvermogen verringert. Bei
Eintrittsdriicken nahe dem Atmosphéarendruck tritt bei Maschinen mit innerer Ver-
dichtung zudem Uberkompression auf, die die Riickstromung zusitzlich vergrofert
und somit weiter das Saugvermogen reduziert.

Da die Spaltmassenstrome sehr stark von den Spalthéhen in der Pumpe abhédngen,
miussen die Bauteile eng toleriert werden. Insbesondere der Enddruck ist ein Maf} fiir
die innere Dichtigkeit und reagiert dementsprechend sensibel auf Spalthohenande-
rungen. So kann die Serienstreuung des Enddrucks innerhalb eines Fertigungsloses
trotz moderner Fertigungstechnologien mehr als eine Dekade betragen [25]. Auch
das maximale Saugvermogen variiert um bis zu £10%, was bei der Auslegung von
Pumpsystemen beriicksichtigt werden muss.
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Abb. 1.4: Saugvermogenskurve einer Schraubenvakuumpumpe mit hoher innerer
Verdichtung [64].

Neben dem Saugvermogen wird auch das thermische Verhalten der Pumpen entschei-
dend durch die Spaltmassenstréme und das innere Verdichtungsverhéltnis bestimmt.
Ein hohes inneres Verdichtungsverhéltnis sorgt bei niedrigen Ansaugdriicken fiir eine
geringe Leistungsaufnahme (siehe Abb. 1.3), wobei die Verdichtung hauptséchlich in
den druckseitigen Kammern stattfindet. Das fithrt zu einer hohen Warmebelastung
und damit zu hohen Bauteiltemperaturen an der Druckseite. Durch gezielte Vergro-
Berung der Spalte und folglich der Riickstromung kann die Warmebelastung tiber
einen groferen Bereich verteilt werden, wobei gleichzeitig der Umschlingungswinkel
vergrofert werden muss, um die Dichtigkeit der Pumpe zu erhalten.

1.3 Modellierung von Schraubenvakuumpumpen

Zur Analyse von Schraubenpumpen ist das Stromungsfeld im Inneren von Interesse,
aus dem alle relevanten integralen Grolen wie Saugvermogen und Leistungsaufnah-
me bestimmt werden kénnen. Als besondere Schwierigkeit in der Berechnung der
Innenstromung von Vakuumpumpen treten je nach Ansaugdruck Gasverdiinnungs-
effekte auf, die wesentlich das Maschinenverhalten beeinflussen. Dieser Effekt wird
durch die Knudsen-Zahl beschrieben, die das Verhéltnis der mittleren freien Weglén-
ge der Molekiile zu einer charakteristischen Abmessung des Stromungsfeldes (z.B.
des Durchmesser bei einer Rohrgeometrie) angibt:

Kn =Y (1.1)
lchar

Die mittlere freie Wegldange [; ist eine statistische Grofle und als solche schwierig
messbar. Nach den Gesetzen der kinetischen Gastheorie ist es jedoch moglich, iiber
die Viskositédt des Gases die mittlere freie Weglange zu errechnen, die von der Dichte



und der Temperatur abhangt [47):

(1.2)

In Gasen sind Druck und Dichte miteinander gekoppelt; fiir Gase bei niedrigen
Driicken wird der Zusammenhang mit sehr guter Genauigkeit tiber die ideale Gas-
gleichung beschrieben:

p=p R T (1.3)

Eine viskose Stromung ist durch eine hohe Molekiildichte und damit durch eine
kurze mittlere freie Weglange gekennzeichnet. Stofle unter den Molekiilen treten sehr
viel héufiger auf als St68e mit den Wénden. Bei niedrigem Druck wird dagegen die
mittlere freie Weglange grofl im Vergleich zu den Abmessungen des Stromungsfeldes,
so dass Stofle unter den Molekiilen selten auftreten und das Stromungsbild durch die
StoBe der Molekiile mit den Wanden dominiert wird. Diese Form der Stromung wird
molekulare Stromung genannt und ist durch grofie Knudsen- Zahlen gekennzeichnet.
Eine detailliertere Einteilung der Stromungsverhéaltnisse anhand der Knudsenzahl
findet sich in [33]:

Kontinuum 0 < Kn < 0.01
Gleitstromung 001l < Kn < 0.1
Ubergangstromung 0.1 < Kn < 10
freie Molekularstromung 10 < Kn

Neben den Grenzfillen der Kontinuums- und Molekularstromung existiert noch die
Gleit- und Ubergangsstromung. In der Gleitstromung sind Sté8e unter den Molekii-
len noch zahlreich, allerdings wird die aus der Kontinuumsmechanik bekannte Haft-
bedingung an den Winden nicht eingehalten. Im Ubergangsgebiet (auch Knudsen-
Stromung genannt) sind Stofie unter den Molekiilen dhnlich héufig wie St68e der
Molekiile mit den Wanden. Die Berechnung der Kontinuums- und Gleitstromung
kann mit geeigneten Randbedingungen durch Losung der Navier- Stokes Gleichun-
gen erfolgen. Fiir die Ubergangs- und Molekularstréomung gelten diese jedoch nicht,
das Stromungsfeld in diesen Bereichen kann entweder iiber die Boltzmann-Gleichung
oder durch statistische Verfahren bestimmt werden [17].

Je nach Eintrittsdruck treten in Schraubenvakuumpumpen alle Stromungsbereiche
auf, was den Einsatz eines geschlossenen Berechnungsverfahrens erheblich erschwert.
Betrachtet man den Kontinuumsbereich alleine, so konnen prinzipiell die etablier-
ten numerischen Methoden zur Losung der Navier-Stokes Gleichungen eingesetzt
werden. Diese erfordern eine Vernetzung des Stromungsraumes, die aufgrund der
komplexen, sich zeitlich dndernden Geometrie duflert anspruchsvoll ist. Dennoch
sind fiir Schraubenkompressoren bereits erfolgreiche Simulationen auf diese Weise
durchgefihrt worden [54].

Ein einfacherer Weg zur Modellierung von Schraubenpumpen bietet das sog. “Kam-
mermodell“. Dabei wird die Schraubenpumpe zu einem Netzwerk aus Arbeitskam-
mern und verbindenden Spalten abstrahiert (siche Abb. 1.5). Die Stromung in den
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Abb. 1.5: Prinzip der Kammermodellsimulation. Die Schraubenspindel wird dabei
durch ein Netzwerk aus Kammern und Spaltverbindungen abgebildet.

Arbeitskammern wird nicht aufgelost, sie werden als ein Kontrollvolumen mit ge-
mittelten Werten fiir Druck, Temperatur und Dichte abgebildet. Fiir die Kammern
werden drehwinkelabhéngig die Massen- und Energieerhaltungsgleichungen gelost.
Dazu miissen geeignete Modelle fiir die Spaltstromung und die Warmeiibergénge in
den Spalten und Arbeitskammern zur Verfligung gestellt werden. Als Ergebnis erhélt
man den Druck- und Temperaturverlauf in den Kammern sowie das Saugvermogen
und den Leistungsbedarf der Maschine. Ein Beispiel fiir ein solches Kammermodell
ist das von der Universitat Dortmund entwickelte Programm “KaSim®, das eine so
gestaltete Modellierungsumgebung fir beliebige Verdrédngerpumpen bereitstellt [43].

Eine herausragende Bedeutung kommt der Spaltstromungsmodellierung zu, da die-
se das Verhalten der Pumpe entscheidend beeinflusst und dementsprechend ge-
nau abgebildet werden muss. Die Anwendung von numerischen Methoden, die auf
den Navier-Stokes Gleichungen basieren, kann aufgrund der je nach Betriebspunkt
auftretenden Verdiinnungseffekte nur eingeschrénkt verwendet werden. Ein weiter-
gehender Ansatz fir die Modellierung von Maschinenspalten in Vakuumpumpen
stammt von Wenderott, der die in Maschinen auftretenden komplexen Spaltgeome-
trien auf einfache Spaltformen reduziert [92]. Nach Rohe [72] konnen dabei vier ver-
schiedene Spaltarten fiir Schraubenspindelpumpen identifiziert werden (siehe Abb.
1.6). Der Radial- und Profileingriffsspalt sowie die Kopfrundungsoffnung beziehen
sich auf die Spalte zwischen den Rotoren, der Gehausespalt hingegen wird vom
Zahnkopf und dem Pumpengehéause gebildet. Da sich der letzte iiber den gesamten
Umfang erstreckt, weist der Gehdusespalt im Allgemeinen die grofite Spaltquer-
schnittsfliche auf und hat daher eine groflen Einfluss auf das Verhalten der Pumpe.
Das Ersatzmodell fiir den Gehausespalt ist ebenfalls in Abb. 1.6 dargestellt. Die-
ses besteht aus einer ebenen Grundplatte (die das Gehéduse représentiert) und dem
dartiber positionierten Ersatzkonturkorper fiir den Rotor. Zwischen beiden Korpern
bildet sich ein planparalleler Spalt aus, dessen Durchstromverhalten als Modell fiir
die Stromung durch den Gehéusespalt in einer realen Pumpe dient. Fiir die anderen
drei Spaltarten werden je nach Profilgeometrie andere Ersatzmodelle verwendet.
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Abb. 1.6: a) Spalte an einer Schraubenspindelpumpe nach [73], b) Ersatzmodell fir
den Gehausespalt nach Wenderott [92]. Dieses weist eine Verrundungsradius von
1 mm am Spalteintritt und -austritt des Rotorersatzkorpers auf.

Wenderott [92] bestimmte fiir diese Ersatzmodelle experimentell Durchflussbeiwerte
fiir alle Stromungsbereiche, so dass eine Datenbasis zur Berechnung der Spaltstrome
zur Verfiigung steht. Neben dem Modell existieren in der Literatur noch weitere An-
sitze zur Spaltstromungsberechnung; ein ausfiihrlicher Uberblick wird in Abschnitt
1.5 gegeben.

Die Spaltstromungen sind dabei sehr stark von den jeweiligen Spalthohen abhéngig,
die sich im Betrieb der Pumpe infolge der Warmedehnung veréndern. Die Wérme-
dehnung folgt dem Temperaturfeld in der Maschine, das von dem Druckverlauf und
damit wieder von den Spalthohen abhingig ist. Dieser von Wenderott beschriebene
Problemkreis kann nur durch gekoppelte Analyse der Thermodynamik und Struk-
turmechanik aufgelost werden [51].

Um die Schwierigkeiten einer gekoppelten Simulation zu vermeiden, erfolgten erste
Validierungsrechnungen und Messungen von Rohe fiir eine kalte Maschine, d.h. die
Pumpe wurde nur kurzzeitig betrieben, so dass aufgrund der thermischen Tragheit
der Bauteile keine nennenswerte Wéarmedehnung auftrat. Die Validierung erfolg-
te gegen den Druckverlauf in der Pumpe und gegen das Saugvermogen. Insgesamt
konnte dabei eine akzeptable Ubereinstimmung aufgezeigt werden, was die Giiltig-
keit des Kammermodellansatzes nachweist. Abhéangig vom Betriebspunkt ergeben
sich jedoch Unterschiede zwischen Messung und Rechnung, die zum Teil auf Unsi-
cherheiten in der Spaltstromungsmodellierung zuriickzufiithren sind [72].

In [73] behandelt Rohe das gekoppelte Problem der Wechselwirkung zwischen ther-
mischer Spaltverdanderung und Druck- und Temperaturverlauf in der Maschine. Da-
zu verwendet er einfache Wéarmetibergangsgesetze (Wéarmetibergang an einer ebenen
Wand und Wérmeiibergang im Rohr bzw. ebenen Spalt fiir gleiche Wandtemperatu-
ren) zur Bestimmung der Wéarmestrome in Bauteilen. Die daraus resultierenden Bau-
teiltemperaturen und Verformungen werden durch ein FEM-Programm bestimmt
und tber entsprechende Spalthohenédnderung in die Kammermodellsimulation zu-
riickgefithrt. Mit dieser Modellierung konnte eine brauchbare Ubereinstimmung der
gemessenen und simulierten integralen Warmestrome in die verschiedenen Bauteile
erzielt werden, jedoch treten erhebliche Abweichungen fiir die Gas- und Bauteiltem-
peraturen auf.

Die Hauptursache dafiir diirfte in der Bestimmung der Warmeiibergénge liegen, die
durch die eingesetzten Wéarmeiibergangsmodelle nicht ausreichend genau abgebildet
werden. Als weitere mogliche Ursache kommen die Spaltstromungen selbst in Be-
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tracht, deren Modellierung nach Wenderott nur fiir isotherme Verhéltnisse gilt. Zur
Verbesserung der Abbildungsgiite der Simulation sind daher genauere Modelle fiir
die Spalt- und Kammerstromung notwendig, die anhand von idealisierten Modellen
durch geeignete Rechenverfahren und Experimente ermittelt werden miissen.
Aufgrund der Komplexitit der auftretenden Phéanomene kann die Erarbeitung der
Modelle nur schrittweise erfolgen. Ein bedeutender Einfluss kommt dabei dem Ge-
hédusespalt zu, der zum einen wegen seiner groffen Querschnittsfliche einen wesent-
lichen Anteil an der Riickstromung hat. Zum anderen stellt dieser durch die grofie
Spalttiefe eine grofle Oberfliche zur Warmeiibertragung zur Verfiigung. Dem Ge-
hausespalt kommt also eine wesentliche Bedeutung in der diabaten Berechnung von
Schraubenvakuumpumpen zu, weshalb dessen Modellierung unter Berticksichtigung
der relevanten Randbedingungen das wissenschaftliche Ziel der vorliegenden Arbeit
darstellt.

1.4 Einordnung der Gehausespaltstromung

Zur Analyse werden die in typischen Schraubenvakuumpumpen auftretenden Spalt-
stromungen anhand der relevanten stromungsmechanischen Kennzahlen eingeord-
net. Ziel ist es, die auftretenden Groflenordnungen der Kennzahlen zu bestimmen,
um anhand derer eine gezielte Untersuchung vornehmen zu kénnen.

Die Gehédusespalte in gangigen Schraubenvakuumpumpen weisen nach Erfahrung
des Autors folgende geometrische Verhéltnisse auf:

o Die Spalthohe variiert je nach Baugréfle und Betriebspunkt zwischen etwa
5/100 und 3/10 mm.

 Die Spalttiefe betrdgt im Minimum etwa 3 mm (fiir eine Maschine mit kleinem
Saugvermogen und hoher innerer Verdichtung) und kann Werte bis zu 80 mm
annehmen (z.B. im Einlassbereich einer Pumpe mit grofiem Saugvermogen).

e Der Rotordurchmesser liegt etwa zwischen 40 und 250 mm.

Die Spalte sind also verhéltnisméBig tief (L/h > 10). Ferner ist die Spaltkrimmung
sehr gering (h/Rpgot < 0.01); der Gehdusespalt kann somit in guter Ndherung durch
einen ebenen Spalt ersetzt werden. Aufgrund der grofien Breite des Spaltes kon-
nen dartiberhinaus die Randeffekte vernachléssigt werden, so dass sich das Problem
als zweidimensionale Stromung zwischen zwei Platten darstellt. Die Rotordrehung
selbst darf allerdings nicht a priori als vernachlédssighar betrachtet werden, da diese
das Geschwindigkeitsfeld beeinflusst. Zuséatzlich kann diese Taylorwirbel hervorru-
fen, was spater erlautert wird.

Die Spaltstromung in Schraubenvakuumpumpen unterliegt folgenden stromungsme-
chanischen Randbedingungen:

o Der niedrigste Druck vor dem Spalt liegt bei etwa 1- 10~ mbar. Der hochste
Druck kann aufgrund moglicher Uberkompression wesentlich iiber dem At-
mosphéarendruck liegen; zur Leistungsreduzierung wird diese iiber die im Ab-
schnitt 1.2 erlauterten Mafinahmen begrenzt. Als eine sinnvolle, obere Grenze
erscheint ein Druck von etwa 2000 mbar.
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« Das Druckverhéltnis II = pg2/po1 iber dem Spalt kann stark variieren: Bei
hohen Ansaugdriicken kann dies nahezu bei II = 1 liegen, im Enddruckbetrieb
konnen jedoch auch Druckverhaltnisse von II < 0.1 auftreten.

o Die Rotordrehzahl variiert mit der Maschinengréfie. Bei kleinen Schrauben-
pumpen werden Drehzahlen bis etwa 250 Hz realisiert, grole Pumpen werden
im Allgemeinen mit niedrigeren Drehzahlen betrieben. Als Grenze wird hier
eine Drehzahl von 150 Hz bei einem Rotordurchmesser von 250 mm angenom-
men.

e Je nach Kiihlungssystem konnen Gastemperaturen bis 300°C auftreten; die
Bauteiloberflachentemperaturen liegen zwischen 20°C und 200°C. Da das Ge-
hause in der Regel effizienter als der Rotor gekiihlt wird, erwarmt sich dieser im
Betrieb starker. Die Spaltberandungen des Gehausespaltes weisen demzufolge
deutlich verschiedene Temperaturen auf.

e Das in der Praxis am héaufigsten geforderte Gas ist Luft; aufgrund der Viel-
zahl der Prozesse kann jedoch jedes beliebige andere Gas oder Gasgemisch
auftreten.

« Die Bauteile erfordern eine hohe Genauigkeit und werden durch feine Bear-
beitungsverfahren hergestellt, so dass die Oberflichen als hydraulisch glatt
anzusehen sind.

Mit der Abschiatzung der Spalthohen und Driicke kénnen die Knudsenzahlen mit
der Spalthohe als charakteristische Lange bestimmt werden. Diese liegen im Bereich
107% < Kn < 1.5-10* (berechnet fiir Luft bei Raumtemperatur !), die Spaltstro-
mung durchlauft, wie erwartet, alle in Abschnitt 1.3 aufgefithrten Stromungsformen.
Weiterhin ist wegen der kleinen, moglichen Druckverhéltnisse die Stromung als kom-
pressibel zu betrachten. Die maximale Stromungsgeschwindigkeit im Spalt kann tiber
die Machzahl abgeschatzt werden, die das Verhaltnis von Stromungsgeschwindigkeit
zur Schallgeschwindigkeit darstellt:

U
M = T (1.4)

Es wird zunéchst davon ausgegangen, dass die Stréomung nicht in den Uberschallbe-

reich wechseln kann, so dass die Verblockung mit M = 1 die hochste zu erwartende

Stromungsgeschwindigkeit beschreibt.

Neben der Knudsen- und Machzahl wird das Stromungsfeld noch durch die Reynolds-

zahl charakterisiert, die das Verhéltnis der Tragheits- zu den Reibungskraften angibt:

_p-u~Dh
n

Re (1.5)

Als Bezugsmafistab fiir die Reynoldszahl wird in der Literatur der hydraulische
Durchmesser fiir nicht-kreisférmige Querschnitte herangezogen:

_4-A
U
IStoffdaten von Luft bei 20°C: R, = 287 J/(KgK), n = 20.63 - 1076 kg/(m s), x = 1.4

Dy (1.6)
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Fiir den unendlich ausgedehnten ebenen Spalt folgt damit D) = 2 - h, der in dieser
Arbeit (wenn nicht anders angegeben) stets verwendet wird.

Im Gehéausespalt treten primér zwei Stromungsarten auf: erstens die durch die
Druckdifferenz getriebene Spaltdurchstromung (als “Poiseuille-Strémung® bezeich-
net) und zweitens die durch die Rotordrehung erzeugte Couette-Stromung. Fiir beide
Stromungsformen kann auf Basis der oben getroffenen Annahmen die Groéfenord-
nung der Re-Zahl abgeschatzt werden. Dazu werden die Stoffdaten von Luft bei
Raumtemperatur verwendet, das als ideales Gas angesehen wird. Abb. 1.7 zeigt die
maximal zu erwartenden Reynoldszahlen der reinen Couette Stromung in Abhéngig-
keit vom Druck im Spalt, wofiir die maximale Spalthohe von h = 0.3 mm verwendet
wurde. Als Bezugsgeschwindigkeit wird die Rotorkopfgeschwindigkeit (uc = Ryop-w)
eingesetzt, fiir die hier die eingangs abgeschatzten Maximalwerte verwendet werden
(Dpot = 250 mm, f = 150 Hz). Der Umschlag von laminarer zu turbulenter Stré-
mung erfolgt nach [66] bei Reckqix = 2600 fir den ebenen Spalt (bezogen auf den
hydraulischen Durchmesser). Knapp unterhalb des Atmosphéarendrucks kann die Ge-
hausespaltstromung demnach in den transitionellen Bereich umschlagen, insgesamt
dominiert jedoch die laminare Stromung iiber weite Teile des Arbeitsbereiches von
Schraubenvakuumpumpen. Bei kleineren Spalthohen verringern sich die maximal er-
reichbaren Reynoldszahlen, so dass hier iiber einen noch weiteren Bereich laminare
Stromung im Spalt vorliegt.

Fiir die gegebene Spalthohe ist die Stromung ab einem Druck von etwa 20 mbar als
viskos zu betrachten; bei Driicken darunter setzt die Schlupfstromung ein. Geméf
der Knudsendhnlichkeit verschiebt sich diese Grenze mit abnehmender Spalthohe zu
hoéheren Driicken; bei A = 0.1 mm beginnt die Schlupfstromung demnach schon bei
60 mbar. Die Reynoldszahl der Stromung verringert sich ebenso; die Stromung ist
stets laminar, bevor Verdiinnungseffekte auftreten.

Fiir die Abschatzung der maximalen Reynoldszahl der reinen Poiseuille-Stromung
wird, wie oben erldutert, davon ausgegangen, dass die Stromung trotz moglicher
thermischer Einfliisse nicht in den Uberschallbereich wechseln kann. Vernachléssigt
man ferner alle Reibungseinfliisse und betrachtet die Stromung als isentrop, so liegt
der maximale Massenstrom durch den Spalt iiber die Formel nach Saint-Venant und
Wantzel mit M = 1 im Spalt fest [92]:
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Durch Einsetzen dieser Beziehung in die Definition der Reynoldszahl (Gl. 1.5) ergibt
sich folgender Ausdruck zur druckabhingigen Schétzung der maximalen Reynolds-

zahl: )
2. Dy 2 w1 Do,1 \/2‘5
Re=—r=—. . ’ . - Ry - T, 1.8

c n-b n (/i—l—l) Rs-Tha k+1 0.1 (1.8)

Die Berechnungsergebnisse sind in Abb. 1.8 dargestellt. Die kritische Reynoldszahl
wurde experimentell von Beavers [13] fir eine der Anordnung aus Abb. 1.6 dhnliche
Einstromgeometrie zu Rep . = 2600 bestimmt (im Unterschied zu der Anordnung
von Wenderott wies der experimentelle Aufbau von Beavers keine Schrége am Spalt-
korper und keinen Verrundungsradius auf). Im Gegensatz zur Couette-Stréomung
treten hier wesentlich groflere Reynoldszahlen auf, der turbulente Stromungsbereich
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spielt eine deutlich groflere Rolle. Den Ergebnissen nach kann als obere Grenze
Repmaz = 15000 gesehen werden. Bei niedrigen Driicken konnen wiederum nur klei-
ne Re-Zahlen auftreten. Das zu untersuchende Stromungsgebiet fiir die Poiseuille-
Stromung umfasst also den laminaren, transitionellen und voll turbulenten Bereich.
Weiterhin muss die bei niedrigen Driicken einsetzende Gasverdiinnung beriicksich-
tigt werden; hier gelten die gleichen Aussagen wie bei der Couette-Stréomung.

Abschlielend wird noch die moégliche Ausbildung von Taylorwirbeln im Gehause-
spalt untersucht. Diese entstehen aus einer stromungsmechanischen Instabilitat in-
folge der Rotordrehung: Die naher am Rotor befindlichen Fluidteilchen werden durch
die Fliehkraft nach auflen gedriickt, so dass der Druck von innen nach auflen ab-
nimmt. Ist die Fliehkraft grofl genug, um die Zahigkeitskréafte im Fluid zu tiberwin-
den, entsteht eine radiale Stromungskomponente und Wirbel bilden sich aus. Das
Stabilitatskriterium hierfiir wird durch die Taylorzahl beschrieben:

p~w~\/RRot-h3/2 1 h
Ta = = Reg - = -1/ 1.9
¢ n cc 2 RRot ( )

Das Quadrat der Taylorzahl beschreibt das Verhaltnis der Zentrifugal- zur Rei-
bungskraft. Wird dabei ein gewisser Grenzwert tiberschritten, so entstehen durch
die oben beschriebene Instabilitdt die in Abb. 1.9 skizzierten, paarweise gegensin-
nig drehenden Taylorwirbel. Bei kleinem h/R,, gilt gemafi der Stabilitatsanalyse
Tag; = V1708 = 41.33 als kritische Grenze fiir das Auftreten von Taylorwirbeln
[65]. Bei weiterer Erhohung der Taylorzahl nehmen die Wirbel zunéchst eine wellen-
formige Gestalt an, die zu hoheren Taylorzahlen einen instationéren, oszillierenden
Charakter aufweisen, bevor sie in turbulente Wirbel umschlagen [6].

Der Einfluss von Taylorwirbeln auf die Spaltdurchstréomung ist experimentell von
Pfleiderer nachgewiesen worden, der bei Uberschreitung einer kritischen Drehzahl
einen deutlichen Abfall des Spaltmassenstroms bei gleicher Druckdifferenz iiber dem
Spalt feststellte [71].

Die in Schraubenvakuumpumpen maximalen Taylorzahlen kénnen mit den oben
erlauterten Voraussetzungen abgeschétzt werden (h = 0.3 mm, Dgy = 250 mm,
f = 150 Hz, Stoffdaten von Luft bei 20°C). Unter der Annahme, dass die Taylor-
wirbel zu keiner Anderung der kritischen Reynoldszahl Rec jri¢ fithren, ergibt sich
mit Gl. 1.9 ein Umschlag zur turbulenten Stromung bei Tay,, = 63.8. Den Er-
gebnissen in Abb. 1.10 nach wird unter den gegeben Voraussetzungen bei p =~ 480
mbar die kritische Taylorzahl tiberschritten, so dass in dem engen Bereich von 480
mbar < p < 640 mbar laminare Taylorwirbel im Spalt auftreten. Ab p > 640 mbar
wird die Stromung turbulent, so dass hier turbulente Taylorwirbel zu erwarten sind.
Fiir kleinere Rotordurchmesser, Spalthohen und Drehzahlen verschieben sich diese
Grenzen zu hoheren Driicken (siehe Gl. 1.9).

Die bisher erlauterten Ergebnisse beziehen sich auf das Taylor-Couette System ohne
axiale Durchstromung. Experimente haben jedoch gezeigt, dass diese einen deutlich
stabilisierenden Einfluss auf die Couette-Stromung hat und die kritische Taylor-
zahl in Abhéngigkeit der axialen Rep-Zahl zu hoheren Werten verschiebt. In Abb.
1.11 sind die Ergebnisse von [89] aufgetragen, die bei kleinen Werten von Rep ein
schnelles Anwachsen von T'ac zeigen und gegen den Grenzwert von Tac ~ 125 im
untersuchten Bereich laufen. Fiir groflere Rep-Werte liegen keine Ergebnisse vor.
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Abb. 1.8: Abschitzung der maximalen Re-Zahl der Poiseuille-Stromung
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Abb. 1.9: Schematische Darstellung der Taylorwirbel

Diese Beobachtung reduziert die Bedeutung der laminaren und schwach turbulenten
Taylorwirbel fiir die Spaltstromungen in Schraubenvakuumpumpen deutlich. Tay-
lorwirbel konnen generell nur bei hohem Druck im Spalt entstehen (siehe Abb. 1.10).
Tritt hierbei ein nennenswerter Spaltmassenstrom auf, so ergeben sich relativ grofe
Rep-Zahlen, die wiederum die Erzeugung von Taylorwirbeln unterdriicken. Nur bei
kleinen Druckdifferenzen iiber dem Spalt (und damit kleinem Rep) konnen Tay-
lorwirbel auftreten, die den Spaltmassenstrom beeinflussen; allerdings ist in einem
solchen Fall der Spaltmassenstrom gering und beeinflusst das Verhalten der Maschi-
ne nur unwesentlich.

Taylorwirbel kénnen somit prinzipiell in Schraubenvakuumpumpen entstehen, ha-
ben aber nur eine sehr geringe Auswirkung auf die Druckverteilung innerhalb der
Maschine. Aus diesem Grund werden sie im Rahmen der Arbeit nicht weiter be-
trachtet.
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Abb. 1.11: Kritische Taylorzahl bei axialer Durchstromung des Ringspaltes. Die Kur-
ve zeigt die experimentellen Daten von [89], die auf die hier verwendeten Definitionen
von T'a und Rep umgerechnet wurden.
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1.5 Stand der Wissenschaft

Die in Schraubenvakuumpumpen auftretenden Spaltstromungen weisen einen hohen
Komplexitétsgrad durch die Vielzahl von relevanten Effekten auf. Zur Zeit existiert
kein Modell fiir diese Stromung, das alle Effekte beriicksichtigt. In der Literatur wer-
den jedoch Teileffekte behandelt, die in diesem Abschnitt zusammengefasst werden.
Der einfachste Fall ist die stationare, laminare, viskose Stromung eines inkompres-
siblen Fluides durch den ebenen Spalt mit ruhenden Wéanden und ohne Warme-
iibertragung. Hierbei bildet sich nach einer gewissen Einlauflinge ein parabolisches
Geschwindigkeitsprofil aus, das sich im Laufe der weiteren Durchstromung nicht
mehr dndert. Dieses voll ausgebildete Geschwindigkeitsprofil wurde bereits 1846 von
den Physikern Hagen und Poiseuille analytisch bestimmt und wird spéter in Kap.
4 nédher erlautert. Aus diesem folgt das Reibungsgesetz der ausgebildeten laminaren
Stromung, das die Wandschubspannung, bezogen auf den mittleren Staudruck der
Stromung, angibt:
_ Tw f

o= = (1.10)

Fiir laminare Stromung folgt aus dem parabolischen Geschwindigkeitsprofil [5]:

96
- 1.11
Jra Toe (1.11)

Unter Vernachlassigung der Einlaufeffekte kann durch Anwendung des Impulssatzes
hieraus bereits der Spaltmassenstrom fiir eine gegebene Druckdifferenz zwischen
Spaltein- und -austritt berechnet werden [78]:

. p-b-Dy Ap
nmn = ————— « ——

el (1.12)

Das Ergebnis zeigt, dass dieser proportional zur Dichte und Druckdifferenz ist, aber
sehr stark von der Spalthéhe abhéangt (rh oc D3).

Im Spalteinlauf sind die Stromungsverluste grofler und hangen von der Einlaufgeo-
metrie und dem Geschwindigkeitsprofil im Eintritt ab. Ein in der Literatur ausfiihr-
lich untersuchter Fall ist die sich entwickelnde Stromung mit einem gleichférmigen,
rechteckigen Geschwindigkeitsprofil am Spalteintritt. Unmittelbar im Einlass treten
hierbei die hochsten lokalen Verluste auf, die im Verlauf der weiteren Durchstro-
mung abnehmen und gegen den Verlust der ausgebildeten Stromung laufen. Zur
Beschreibung des Phanomens wird der inkrementelle Druckverlust K definiert, der
die gegeniiber der voll ausgebildeten Stromung zusitzlichen Verluste im Eintritt

beschreibt: A
D x
K(x)=-— — C— 1.13
#)= g~ I 3y (113)
Am Spalteintritt bei x = 0 gilt K(0) = 0. Im Laufe der Durchstromung steigt der
Wert von K an und erreicht in der voll ausgebildeten Stromung den konstanten Wert
K (00). Nach den Ergebnissen von Chen [22] zeigt dieser eine schwache Abhéngigkeit

von der Reynoldszahl (fiir Re > 50):
38

K (00) = 0.64+ - (1.14)
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Fiir kleine Reynoldszahlen wichst K (oco) also an. Ferner gibt Chen [22] eine Bezie-
hung fiir die hydrodynamische Einlauflinge an %:

Lyya 0.315
—0.011-R 1.15
D, T 0.0175 - Re (1.15)

Kleine Reynoldszahlen fithren demnach zu einer kurzen hydrodyamischen Einlauf-
linge (bei Re = 50 gilt Ly, = 0.72 - Dy), so dass fiir tiefe Spalte bei kleinen
Reynoldszahlen die voll ausgebildete Stromung dominiert.

Fir den turbulenten Stromungsbereich existiert keine geschlossene Losung der Er-
haltungsgleichungen der voll ausgebildeten Stromung, so dass man auf von Expe-
rimenten abgeleiteten Reibwertformeln angewiesen ist. In der Vergangenheit sind
viele solcher Korrelationen hierfiir entwickelt worden, die bedeutendsten sind hier
kurz zusammengefasst:

o Prandtl entwickelte halbempirisch eine Naherungsformel, die durch eine Viel-
zahl von Experimenten bestatigt wurde. Nachteilig fiir praktische Rechnungen
ist, dass die Gleichung nicht explizit nach f aufgelost werden kann und des-
wegen ein iteratives Verfahren notwenig ist [78]:

% —=2.0-log(Re-+/f) — 08 (1.16)

» Blasius leitete anhand experimenteller Daten eine einfache Potenzformel fiir
turbulent durchstromte glatte Rohre ab, die recht genau die Ergebnisse der
Prandtl-Bezichung wiedergibt [81]:

0316

/ vV Re

(1.17)

» Beavers bestimmte aus Experimenten in einem ebenen Kanal eine empirische

Korrelation [12]:
0.507

Reb-3

f (1.18)

Die ersten beiden Gleichungen wurden von ihren Autoren urspriinglich fiir glat-
te Rohre entwickelt, gelten unter Verwendung des hydraulischen Durchmesser aber
auch fir den ebenen Spalt [81]. Im Bereich von 8000 < Re < 30000 weichen die
Formeln etwa um 5% voneinander ab (siehe Abb. 4.8 in Kap. 4.7). Weitere Korre-
lationen sind in [81] zusammengefasst.

Das Verhalten der Strémung im laminar-turbulenten Ubergangsbereich ist stark
von der Einstromgeometrie und dem Turbulenzgrad der Zustromung selbst abhan-
gig. Karnitz et. al. [49] konnten in Experimenten mit einer nahezu turbulenzfreien
Zustromung zum Spalt (T'u = 0.3%) eine kritische Reynoldszahl von Rey,.;; = 13400
erreichen. Die Stromung wurde dabei durch eine konvergente Diise in den Spalt
eingeleitet, so dass durch den Spalteintritt keine Storung entstand. Fiir die Geome-
trie der Gehausespalte nach Bild 1.6 ist allerdings mit einer deutlichen Storung der

2Die hydrodynamische Einlauflinge ist hier als diejenige Lénge definiert, bei der die Strémung
in der Spaltmitte 99% der Stromungsgeschwindigkeit der voll ausgebildeten Stromung erreicht.
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Stromung durch den Spalteintritt auszugehen, was den von Beavers experimentell
bestimmten Wert von Rey,;; = 2600 erklért. Dieser diirfte ferner vom Turbulenzgrad
der Zustromung abhingig sein, Angaben hierzu gibt es nicht.

Das in jiingerer Vergangenheit von Menter et. al. entwickelte Transitionsmodell [59]
ermoglicht eine numerische Simulation von transitionellen Stromungen. Urspriinglich
wurde dieses Modell fiir die Stromungsmodellierung in Turbomaschinen eingesetzt
[56], jedoch konnten Abraham et. al. [3] durch Anpassung der Modellparameter die-
ses erfolgreich fir die Stromung in Rohren anwenden. Minkowcy [62] untersucht mit
diesem Modell die Auswirkung des Geschwindigkeitsprofils und des Turbulenzgrades
am Spalteintritt auf die kritische Reynoldszahl und weist einen deutlichen Einfluss
beider Groflen hierauf nach. Weiterhin zeigt er, dass die Stromung abhangig von
der Eintrittsbedingung erst nach einer grofien Lauflinge in den voll turbulenten Be-
reich umschlagt. Fiir den Fall einer stark turbulenten Einstréomung identifiziert er
neben der laminaren und turbulenten Strémung noch den Bereich der voll entwickel-
ten transitionellen Stromung. Eine Auswertung der Einstréomverluste erfolgt jedoch
nicht.

Da Gase kompressibel sind, nimmt aufgrund des Druckverlustes die Dichte im Laufe
der Durchstrémung ab. Wegen der moglichen kleinen Druckverhaltnisse in Schrau-
benvakuumpumpen kann die Dichtednderung vom Ein- zum Austritt durchaus eine
GroBenordnung betragen.

Zur Berechnung kompressibler Stromungen muss neben der Impuls- und Massener-
haltung noch die Energieerhaltung und ein Stoffgesetz (iiblicherweise die ideale Gas-
gleichung) betrachtet werden. Fiir die Sonderfélle einer isothermen bzw. einer adiab-
ten, reibungsbehafteten Stromung in Kanédlen mit konstantem Querschnitt existie-
ren analytische Losungen fiir den Verlauf der Stromungsgrofien, die von Shapiro [82]
angegeben werden. Hierfiir werden Reibwerte zur Beschreibung der Wandschubspan-
nung in kompressibler Stromung benotigt.

Shapiro [83] zeigt auf Basis experimenteller Werte, dass fiir turbulente Stromungen
mit guter Genauigkeit die Reibungsgesetze der inkompressiblen Stromung gelten.
Der Bereich der laminaren, kompressiblen Stromung hat aufgrund der Entwicklung
von sog. “Micro-electro mechanical systems“ (abgekiirzt “MEMS*) im letzten Jahr-
zehnt eine grofle Bedeutung erfahren und damit zahlreiche Forschungsaktivitdten
auf diesem Gebiet ausgelost. Diese Systeme enthalten mit Gas durchstromte Kanéle
mit kleinen Abmessungen (Durchmesser 10 - 200 um), so dass sich kleine Reynolds-
zahlen einstellen. Bei sehr kleinen Abmessungen konnen sich trotz vergleichsweise
hohem Drucks Knudsenzahlen im Bereich der Schlupfstromung ergeben, was fiir die-
se Systeme beriicksichtigt werden muss.

Fiir viskose, laminare kompressible Stromung in Rohren berechnen Van der Berg et.
al. [14] fiir niedrige Reynolds- und Machzahlen die lokalen Geschwindigkeitsprofi-
le, die sich nur unwesentlich vom dem der inkompressiblen Stromung unterscheiden.
Damit entsprechend auch die Reibwerte in sehr guter Naherung den inkompressiblen
Werten. Dieses Ergebnis wird durch die Messungen von Celeta [20] und von Harley
[39] bestatigt, die aus Messung des Gesamtdruckverlustes tiber den Spalt den gemit-
telten Reibwert bestimmten. Numerische Losungen der Navier-Stokes Gleichungen
von Asako et al. (9], [41]) zeigen allerdings einen signifikanten Einfluss der Machzahl
auf den Reibwert. Asako gibt aus den numerischen Ergebnissen abgeleitete Néhe-
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rungformeln an (in [9] fiir Re < 500, in [41] fir Re < 2300), die auch das Gebiet
der Schlupfstréomung berticksichtigen. Der Reibwert (nach Definition in Gl. 1.10)
steigt demnach mit der Machzahl an und liegt bei M = 0.7 etwa 30% iiber dem
der inkompressiblen Stromung. Der scheinbare Widerspruch zu den vorher zitierten
Messungen léasst sich durch den Verlauf der Machzahl iiber der Stromungsléange er-
klaren. Diese ist auch bei kleinen Druckverhaltnissen iiber weite Teile des Spaltes
relativ niedrig und steigt erst zum Spaltaustritt hin stark an (siehe [39]). Im Grof-
teil des Spaltes sind die Reibwerte nur unwesentlich von denen der inkompressiblen
Stromung verschieden, so dass in den integralen Messungen dieser Effekt nicht nach-
gewiesen werden konnte.

Den qualitativen Einfluss der Stromungsform auf den Nachlauf der Spaltstromung
untersucht Sachs mit Hilfe der Schlierentechnik [74]. Dieser zeigt, dass bei iiberkri-
tischen Druckverhiltnis am Spaltende ein Uberstrahl austritt, der sich in groferer
Entfernung zum Spaltende allméahlich auflost. Fiir abnehmenden Spalteintrittsdruck
nimmt die Deutlichkeit des Strahls ab; bei Erreichen der Grenze zur Knudsenstro-
mung bei Kn =~ 0.01 kénnen die fiir die Kontinuumstromung typischen Strahlzellen
im Nachlauf nicht mehr nachgewiesen werden.

In der rein molekularen Stromung finden keine Sté8e unter den Molekiilen statt; das
gesamte Stromungsverhalten ist hier durch das Verhalten der Molekiile an den Wan-
den bestimmt. Diese werden beim Auftreffen auf die Wand fiir kurze Zeit absorbiert
und dann (unter Annahme einer vollstdndigen Akkommodation an den Wanden)
diffus wieder emittiert. Verbindet man in diesem Stréomungsbereich zwei Kessel un-
terschiedlichen Drucks tiber eine Leitung miteinander, so treten von beiden Enden
ausgehend Molekiile in sie ein. Der resultierende Massenstrom in der Leitung ergibt
sich durch Uberlagerung der Massenfliisse beider Seiten. Da keine Sto8e unter den
Molekiilen stattfinden, ist es in diesem Stromungsgebiet ausreichend, die Durch-
laufwahrscheinlichkeit P zu betrachten, mit der ein auf der einen Seite der Leitung
einfliegendes Molekiil auf der anderen Seite austritt. Fir die Sonderfélle P = 1 er-
reichen alle Molekiile die andere Seite (dies gilt fiir eine ideale, unendlich diinne
Blende), fiir P = 0 erreicht kein Molekil die andere Seite der Leitung. Bei bekann-
ter Durchlaufwahrscheinlichkeit kann der Massenstrom durch die Leitung berechnet
werden [47]:

. 2 1
m:_._.Aq.P.pQ__.C_.Aq.Pplz_._.Aq.P.(pz_pl) (1.19)
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Die Geschwindigkeit ¢,, bezeichnet darin die mittlere Molekiilgeschwindigkeit nach
Gl. 2.34. Der Massenstrom eines molekular durchstromten Spaltes ist also nur von
der Druckdifferenz abhéngig; im Gegensatz zur viskosen Stromung spielt die Dichte
in den Kesseln keine Rolle (siehe Gl. 1.12). Ferner ist der Spaltmassenstrom direkt
proportional zur Spaltflache und damit auch zur Spalthohe.

Die Durchlaufwahrscheinlichkeiten kénnen mit Hilfe der sog. Testpartikelmethode
numerisch bestimmt werden [17]. Dabei wird die Durchflughbahn einer grofien An-
zahl von Testpartikeln simuliert und so die Anzahl derjenigen Molekiile bestimmt,
die am anderen Ende der Leitung austreten. So bestimmte Werte fiir Rechteckkana-
le unterschiedlicher Léngenverhéltnisse (L/h) und Streckungen (b/h) sind in [76]
protokolliert. Bemerkenswert ist, dass mit steigender Streckung die Durchlaufwahr-
scheinlichkeit weiter ansteigt, der Einfluss der seitlichen Wéande bleibt demnach bei
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groBen b/h erhalten. Naherungsformeln fiir die Durchlaufwahrscheinlichkeiten fiir
weite Spalte werden in [47] und [57] angegeben.
Da die mittlere Geschwindigkeit der Molekiile temperaturabhéngig ist, erzeugt im
molekularen Stromungsbereich auch ein Temperaturunterschied zwischen beiden
Kesseln bei gleichen Driicken einen Massenstrom diesen (“thermische Transpira-
tion“). Die Berechnung erfolgt nach Gl. 1.19 mit unterschiedlichen mittleren Ge-
schwindigkeiten ¢, ; und ¢, 2.
Der Ubergangsbereich zwischen molekularer und viskoser Strémung kann nach [47]
in grober Naherung durch die Parallelschaltung einer molekular und einer viskos
durchstromten Leitung abgebildet werden. Knudsen gab 1909 fiir diesen Ansatz ei-
ne semi-empirische Korrekturformel an, um eine bessere Ubereinstimmung zu seinen
Experimenten an Kreisrohren zu erzielen.
Eine genauere Beschreibung der Stréomung in Rechteckkandlen im Ubergangsgebiet
zwischen viskoser und molekularer Stromung liefert Sharipov. Dieser berechnete
unter Annahme einer lokal voll ausgebildeten Stromung die Geschwindigkeitsprofi-
le als Funktion des Gasverdiinnungsparameters d, der umgekehrt proportional zur
Knudsenzahl ist (siehe Gl. 2.37). Fiir den Bereich der Ubergangs- und freien Moleku-
larstromung 16st Sharipov numerisch die linearisierte Boltzmanngleichung mit dem
BGK-Modell fiir den StofSterm. Fiir das Gebiet der Gleitstromung gibt er die Losung
der Navier-Stokes Gleichungen mit geeigneter Schlupfrandbedingung an. Sharipov
préasentiert die Ergebnisse in Form des dimensionslosen Volumenstroms Gp(9) [85]:
% : % : /u(as,y) ~dA (1.20)
A

Gp(d) =

Als Referenzgeschwindigkeit dient die wahrscheinlichste Geschwindigkeit der Mole-
kiile nach Gl. 2.36. Wie spéter in Kap. 7 gezeigt wird, ergibt sich mit dieser Darstel-
lung im viskosen, laminaren Bereich der Massenstrom der inkompressiblen Rechnung
nach Gl. 1.12. Fir kleine Gasverdiinnungsparameter (d.h. stérker verdiinnte Stro-
mung) fallen die Werte von G p ab und erreichen bei § ~ 1 ihr Minimum (siehe Abb.
1.12). Fur weiter abnehmende Gasverdiinnung steigen diese wieder an und erreichen
bei rein molekularer Stréomung einen konstanten Wert. Hier ist jedoch ein deutli-
cher Einfluss des Streckungsverhéltnisses und damit der seitlichen Berandungen zu
erkennen, der sich schon in den Durchtrittswahrscheinlichkeiten von [76] wiederfin-
det. Im Sonderfall des ebenen Spaltes konvergiert Gp selbst fiir stark verdiinnte
Stromungen gegen keinen Grenzwert. Bei Stromungen mit ¢ << 1 muss daher die
Idealisierung des Gehausespaltes als planparalleler Spalt hinterfragt werden, da in
diesem Stréomungsbereich mit einem Einfluss der Spaltkriimmung zu rechnen ist.

Mit bekanntem G p berechnet sich der Massenstrom in isothermer Stromung zu:

02
= A‘ZL' d /Gp(é) - db (1.21)
01

Da infolge des Druckverlustes der Gasverdiinnungsparameter eine Funktion der Lan-
genkoordinate ist, muss G p entlang des Stromungsweges integriert werden.
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Abb. 1.12: Dimensionslose Volumenstrome Gp als Funktion der Gasverdiinnung fiir
verschiedene Streckungsverhéltnisse. Gezeigt sind die numerisch bestimmten Ergeb-
nisse der linearisierten Boltzmanngleichung von Sharipov [85].

Fiir Kanéle mit nicht zu grolem Streckungsverhéaltnis kann das Integral dabei in gu-
ter Nédherung durch den G p- Wert bei der mittleren Gasverdiinnung ersetzt werden

[85]:
02

/Gp(5)~d5~ Gp (5”2”52) (1.22)

61

Ewart et. al. [31] bestimmen experimentell mit verschiedenen Gasen unter Verwen-
dung der obigen Niherung die Werte von Gp(§), die in guter Ubereinstimmung mit
den von Sharipov numerisch ermittelten Daten stehen.

In [84] behandelt Sharipov den Fall der nicht- isothermen Stromung und gibt die
durch einen Temperaturgradienten hervorgerufenen Volumenstréme Gr(9) fiir ein-
atomige Gase an. Diese treten, wie vorher erlautert, in der freien Molekularstromung
auf und verschwinden in viskoser Stromung. Fiir allgemeine Falle mit Druck- und
Temperaturgradienten muss eine Differentialgleichung gelost werden, die ebenfalls
in [84] angegeben ist.

Eine Besonderheit stellt die Stromung von Gasgemischen dar. Im viskosen Bereich
konnen diese einfach als ein Gas mit geeigneten gemittelten Stoffwerten abgebil-
det werden. Im molekularen Bereich verhalten sich beide unabhangig voneinander
und konnen rechnerisch auf diese Weise behandelt werden [88]. In der Ubergangs-
stromung hingegen beeinflussen sich beide Gase, was die Losung eines Systems von
Boltzmanngleichungen erforderlich macht. Dies gestaltet sich sehr aufwendig; an die-
ser Stelle sei auf die weiterfihrende Spezialliteratur verwiesen [63], [48].
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Neben den Betrachtungen der einzelnen Teilbereiche der Strémung finden sich in der
Literatur einige Vorschldge, um die Gasstromung durch Spalte und Rohre iiber al-
le Stromungsbereiche hinweg zu berechnen. Fiir die viskose Stromung unterscheidet
Jitschin [44] die gasdynamische, turbulente und laminare Stromung. Die gasdynami-
sche Stromung tritt bei kleinen Druckverhéltnissen iiber den Spalt auf, in denen das
Durchflussverhalten durch die Gasbeschleunigung geprégt ist. Fiir die Berechnung
schlagt Jitschin die Formel von Saint-Venant vor; dem Reibungseinfluss wird hier
iiber Blendenbeiwerte Rechnung getragen. Fiir Stromungen mit geringer Druckdiffe-
renz verwendet Jitschin die inkompressible Rechnung mit den turbulenten Reibwer-
ten nach Gl. 1.17 bzw. den laminaren Reibwert fiir Kreisrohre. Fiir die Berechnung
der molekularen Stromung verweist Jitschin in [45] auf Gl. 1.19 mit entsprechen-
der Transmissionswahrscheinlichkeit, im Ubergangsbereich schligt er eine einfache
Interpolation vor. Ahnliche Berechnungsansitze sind auch in [47] aufgefiihrt. Da die-
ses Vorgehen im viskosen Bereich ein Umschalten zwischen den einzelnen Modellen
erfordert, ergeben sich hier keine glatten Uberginge zwischen den einzelnen Stro-
mungsbereichen. Aufgrund der groben Abbildungsgiite ist dieses Verfahren lediglich
als Abschétzung fiir den Spaltmassenstrom zu verstehen.

Ein genaueres Verfahren entwickelte Santeler [75]. Dieser modelliert die Rohrstro-
mung als Hintereinanderschaltung eines inkompressibel durchstromten Rohres mit
einer kompressiblen Blendenstréomung am Austritt. Da in einer realen Stromung der
statische Druck aufgrund der Stromungsbeschleunigung zum Spalt hin abnimmt, der
Totaldruck bei reibungsfreier Zustromung allerdings konstant bleibt, betrachtet San-
teler fiir das Rohr zunachst nur den Totaldruckverlust. Die eigentliche Stromungs-
beschleunigung findet in seinem Modell am Austritt statt, die er durch eine nachge-
schaltete Blendenstromung abbildet. Zur Losung muss der Ubergabedruck zwischen
Rohr und Blende iterativ bestimmt werden. Die Berechnung des Totaldruckverlustes
des Rohres erfolgt durch das Reibungsgesetz der laminaren, inkompressiblen Stro-
mung fiir den viskosen Stréomungsbereich. Fiir die Molekularstromung verwendet er
ebenfalls die Transmissionswahrscheinlichkeiten; die Berechnung des Ubergangsge-
biets erfolgt nach der Formel von Knudsen. Wenn auch numerisch aufwendiger als
die Berechnungsvorschlédge von Jitschin liefert dieses Modell ein physikalisch sinn-
volles Verhalten mit glatten Ubergiangen zwischen den einzelnen Bereichen.

Das Problem der kompressiblen Spaltstromung behandelt ebenfalls Livesey in [57].
Er kann zeigen, dass fiir sehr tiefe Spalte, in denen die Reibung gegeniiber der
Gasbeschleunigung dominant ist, die einfache inkompressible Rechnung eine gute
Naherung darstellt. Ob ein Spalt als tief anzusehen ist, ist von der Reynoldszahl
der Stromung abhéngig; bei kleinen Reynoldszahlen wird der Einfluss der Reibung
grofer und die einfache, inkompressible Rechnung genauer. Bei grofieren Reynolds-
zahlen ist dies nicht der Fall und gasdynamische Effekte miissen berticksichtigt wer-
den (als Zahlenbeispiel gibt er eine Lange von L/D, > 78 fiir Re = 250 an, damit
die inkompressible Rechnung gilt). Viele in Schraubenvakuumpumpen auftretenden
Spalte sind jedoch kiirzer, so dass die Gasdynamik berticksichtigt werden muss. Da
das resultierende Formel der gasdynamischen Rechnung mit Reibungseinfluss (sie-
he z.B. Shaprio [82]) eine iterative Berechnung notwendig macht, schlidgt Livesey
ein Naherungsverfahren zur Berechnung der kompressiblen Spaltstromung vor, das
eine direkte Losung erlaubt. Fiir den Ubergangsbereich zur molekularen Stréomung
empfiehlt er neben dem Ansatz von Knudsen die Naherungsformeln von Kieser und
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Grundner [53], die diese von experimentell ermittelten Blendenstrémungen im Uber-
gangsbereich ableiteten.
Einen pragmatischen Ansatz zur Beschreibung des Durchflussverhaltens wéahlt Wen-
derott [92], der - wie in Abschnitt 1.3 beschrieben - auf Basis experimenteller Daten
ein Modell bereitstellt. Analog zu den Arbeiten von Peveling [70], der die Durch-
stromung von Modellspalten in Schraubenkompressoren fiir den Uberdruckbereich
untersucht, prasentiert Wenderott die Ergebnisse in Form eines normierten Massen-
stroms: .

a(p, I h, L) = mn

(1.23)

M max

Als feste Bezugsgrofle 1 ma, iiber alle Stromungsbereiche hinweg wird der ver-
blockte Massenstrom der Diise nach Gl. 1.7 verwendet. Ein Interpolationsverfah-
ren zwischen den Stiitzstellen liefert Rohe [73]. Als nachteilig erweist sich, dass
die Datenbasis begrenzt ist und bei Uberschreitung der Grenzen der untersuchten
Geometrieparameter und Driicke extrapoliert werden muss, was entsprechende Un-
sicherheiten mit sich bringt. Weiterhin sind die Messwerte mit Luft als Gas ermittelt
worden, eine Umrechnung fiir andere Gasarten wird nicht angegeben.

Dreiflig [27] untersucht den Einfluss der sich in Schraubenmaschinen zeitlich &n-
dernden Druckrandbedingungen auf den Massenstrom. Er betrachtet den Grenzfall
eines Drucksprungs iiber den Spalt und berechnet fiir kompressible, reibungsbehaf-
tete Stromung den Massenstrom als Funktion der Zeit. Um den Einfluss der zeitli-
chen Anderung zu beurteilen, vergleicht Dreifig die in einem gegebenen Zeitintervall
durch den Spalt flieBende Masse bei instationdrer und stationdrer Rechnung. Die
stationdre Rechnung liefert dabei stets einen zu grofien Wert, da im instationédren
Fall die Stromung zunéchst beschleunigt werden muss. Die Abweichungen zwischen
beiden Rechnungen nehmen mit sinkendem Druckverhaltnis und zunehmender In-
tervallzeit ab. Fiir Intervallzeiten von einigen Millisekunden betragt selbst bei hohem
Druckverhéltnis die Abweichung zwischen beiden Rechnungen nur wenige Prozent,
so dass mit sehr guter Naherung der instationare Charakter der Spaltstromung ver-
nachlassigt werden darf. Dies gilt auch fiir Schraubenspindelvakuumpumpen, da hier
typischerweise niedrige Druckverhéltnisse vorherrschen [92] und aufgrund der groBen
Windungszahl der Spindel sich der Druck vor und hinter dem Spalt vergleichsweise
langsam andert.

Die Untersuchungen bzg. der Warmeiibertragung in Spalten lassen sich &hnlich zu
denen der reinen Durchstromung gliedern. Der einfachste Fall stellt die inkompres-
sible Stromung dar, in der (unter Annahme konstanter Stoffwerte) die Wérmeiiber-
tragung keinen Einfluss auf die Durchstromung hat, so dass diese separat behandelt
werden kann. Die Wéarmeiibergangskoeffizienten werden in der Literatur in Form
der dimensionslosen NufBleltzahl dargestellt [10]:

Nu:a-% (1.24)

Fiir thermisch und hydrodynamisch voll ausgebildete laminare Stromung bei glei-
chen Wandtemperaturen kann die Berechnung der Nufeltzahl mit Hilfe einer Rei-
henentwicklung bestimmt werden, die ndher in [10] erlautert ist. Das Ergebnis ist
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unabhéngig von der Reynolds- und Prandtl- Zahl der Stromung:
Nurjgm = 7.54 (1.25)

Das Problem der thermischen Einlaufstromung bei hydrodynamisch ausgebildeter
Stromung und das Problem der sich simultan entwickelnden Strémung (thermisch
und hydrodynamisch) ist in der Literatur fir den Sonderfall gleicher Wandtem-
peraturen intensiv untersucht worden, Zusammenfassungen und Nédherungsformeln
finden sich in [38] und [80].

Wie auch schon fiir die Reibwerte der turbulenten Stromung existiert keine ge-
schlossene Losung zur Bestimmung der Nufleltzahlen. In der Vergangenheit ist eine
Vielzahl verschiedener empirischer Gleichungen fiir voll ausgebildete Stromungen in
Kreisrohren entwickelt worden, die unter Verwendung des hydraulischen Durchmes-
sers in guter Ndherung auch fiir ebene Spalte gelten. Die Formel von Gnielinski gilt
dabei als die am besten bestéitigte Naherung fiir Re > 10* [37]:

f/8- Re- Pr
1+ 12.7-/f/8 - (Pr2/3 — 1)

Weitere empirische Korrelationen sind in [81] zusammengefasst. Fiir den Ubergangs-
bereich zwischen laminarer und turbulenter Stromung 2600 < Re < 10* schligt
Gnielinski [37] eine einfache lineare Interpolation vor.

Die aufgefithrten Formeln fiir den laminaren und turbulenten Warmeiibergang gel-
ten fiir den Sonderfall gleicher Wandtemperaturen, der in Schraubenvakuumpumpen
nur in Ausnahmeféillen auftritt. Im Allgemeinen sind die Rotor- und Gehédusetempe-
raturen deutlich verschieden, was in der Modellierung berticksichtigt werden muss.
Eine Berechnungsmethode hierfiir liefert McCuen [58], der das thermische Einlauf-
problem mit unterschiedlichen Wandtemperaturen durch eine Superpositionsmetho-
de 16st. Diese wird spater in Kap. 5 ausfiihrlich beschrieben. McCuen geht dabei von
einer inkompressiblen, hydrodynamisch ausgebildeten Strémung aus und vernach-
lassigt die Effekte der axialen Warmeleitung und der Dissipationsarbeit im Fluid.
Damit wird die Losung fiir die laminare Stromung unabhédngig von der Reynolds-
und Prandtlzahl, die McCuen in Form von dimensionslosen Warmestromen iiber der
Lauflinge 2+ = x/(Re- Pr- D},) angibt. Unter Verwendung eines einfachen algebrai-
schen Turbulenzmodells bestimmt er ferner Losungen fiir Re = 20000, 30000, 50000
(jeweils fur die Prandtl-Zahl von Luft Pr = 0.71). In Experimenten kann er gute
Ubereinstimmungen mit den theoretisch ermittelten Werten erzielen.

Den Effekt der axialen Warmeleitung untersuchen Wu et. al [95], die durch Rech-
nungen zeigen konnen, dass fiir Pe = Re - Pr < 50 der Einfluss auf die lokalen
Nufeltzahlen bedeutsam wird.

Fir groe Lauflingen reduzieren sich die Temperaturgradienten in der Stromung,
so dass sich in der thermisch voll ausgebildeten laminaren Stromung ein lineares
Temperaturprofil zwischen beiden Spaltberandungen einstellt [58]. Dies entspricht
dem Warmeleitungsproblem zwischen zwei Platten unterschiedlicher Temperatur.
Fir verdiinnte Stromungen sind in der Literatur keine Angaben fiir Einlaufproble-
me mit unterschiedlichen Wandtemperaturen zu finden. Lediglich der Grenzfall der
thermisch voll ausgebildeten Stromung ist als Warmeleitungsproblem in Abhéngig-
keit der Gasverdiinnung behandelt. Frohn gibt in [34] eine Naherungsgleichung zur

Ny = (1.26)
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Berechnung des Wérmestroms bei kleine Temperaturdifferenzen an. Ein weiteres
Modell ist in [47] angegeben, das fiir die Grenzfille der viskosen und freien Mole-
kularstromung die Warmeleitfahigkeit richtig wiedergibt, fiir den Ubergangsbereich
jedoch nur eine grobe Abschatzung liefert. Einen genaueren Ansatz hierfiir liefert
Sharipov, der unter Verwendung des S-Modells fiir den Stofiterm (siehe Abschnitt.
2.3) die linearisierte Boltzmanngleichung 16st. Die resultierenden Warmestréme in
Abhéngigkeit der Gasverdiinnung sind fiir alle Stréomungsbereiche in [86] tabelliert.

Das kombinierte Problem der Wechselwirkung zwischen kompressibler Gasstromung
und Warmeiibertragung ist in der Literatur nur sparlich untersucht. Die grundlegen-
de Differentialgleichung fiir eine eindimensionale Stromung gibt Shapiro in [82] an.
Diese ist nicht analytisch losbar, so dass numerische Verfahren erforderlich werden.
Das mogliche Vorgehen hierfiir behandelt Shapiro anhand eines vereinfachten Bei-
spielproblems. Es zeigt sich, dass Wéarmetibertragung die Spaltstromung beeinflusst
und diese deshalb fiir eine genaue Losung nicht vernachlassigt werden darf.

1.6 Ziele der Arbeit

Der Literaturiiberblick zeigt, dass viele der in Abschnitt 1.4 erlauterten Probleme
der Spaltstromung in der Vergangenheit untersucht worden sind. Es bleiben jedoch
einige Fragen offen, die flir eine vollstandige Beschreibung zu klaren sind. Dies be-
trifft folgende Bereiche:

o Die Einstromverluste sind in der Literatur nur fir den Grenzfall einer lamina-
ren Stromung mit einem Rechteckgeschwindigkeitsprofil am Spalteintritt ange-
geben. Aufgrund der Zustromgeometrie (sieche Abb. 1.13) ist in den Gehause-
spalten von Schraubenvakuumpumpen von einem deutlich anderen Geschwin-
digkeitsprofil auszugehen, was zu anderen Verlusten im Einlaufbereich fiithrt.
Unklar sind zudem die Einstromverluste fiir die transitionelle und turbulente
Stromung. Weiterhin gelten die in der Literatur aufgefithrten Modelle nur fiir
inkompressible Stromung; der Einfluss der Kompressibilitat bleibt unbertick-
sichtigt.

e In der Zustromung zum Spalt wird der Druck infolge der Stromungsbeschleu-
nigung und der inneren Reibung abgesenkt. Ferner éndert sich im Zustrom die
Temperatur des Gases durch Beschleunigung und Warmeiibertragung. Beide
Effekte miissen fiir genauere Modellierungen beriicksichtigt werden, so dass
geeignete Modelle entwickelt werden miissen.

e Die Untersuchungen zum Einfluss der Kompressiblitat auf die Reibwerte be-
schranken sich auf die laminare Stromung; fiir transitionelle und turbulente
Stromung gibt es nur wenige Erkenntnisse.

o Die grofite Unsicherheit besteht in der Modellierung des Warmetibergangs bei
unterschiedlichen Wandtemperaturen. Die angegebenen Quellen beziehen sich
auf den Sonderfall einer hydrodynamisch voll entwickelten Strémung tiber die
gesamte Spalttiefe; der Einfluss der sich simultan entwickelnden Geschwindig-
keits- und Temperaturgrenzschicht bleibt unberiicksichtigt. Weiterhin existie-
ren nur wenige Ergebnisse fiir die laminare Stromung sowie keine gesicherten
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Erkenntnisse iiber den Ubergangsbereich und den fiir Schraubenvakuumpum-
pen relevanten turbulenten Bereich. Die bekannten Modelle gelten zudem nur
fiir inkompressible Stromung; der Einfluss der Kompressiblitat bleibt unklar.

o Der Auswirkung der Rotordrehung auf die Reibwerte und die Warmeitibergénge
ist bisher nicht untersucht worden.

Die vorliegende Arbeit soll die oben genannten Aspekte kldren. Dariiber hinaus soll
ein Modell formuliert werden, dass die Berechnung der Spaltstromung in Schrau-
benvakuumpumpen ermoglicht.

Als Grundlage fiir die Modellerstellung dient die in Abb. 1.13 dargestellt Ersatz-
spaltgeometrie, die sich an den von Wenderott untersuchten Spalt anlehnt. Vor und
hinter dem Spalt befinden sich grofie Volumina mit den Ruhedriicken py; bzw. pg .
Die Wénde kénnen unterschiedliche Temperaturen haben, die sich von der Ruhetem-
peratur Tp; im Kessel vor dem Spalt unterscheiden. Das Rotorersatzmodell kann
mit der Winkelgeschwindigkeit w rotieren. Basierend auf den Ergebnissen von Drei-
Big [27] wird auch hier davon ausgegangen, dass eine stationdre Betrachtung der
Spaltstromung ausreichend genau ist.

Das zu erstellende Berechnungsmodell soll folgende Eigenschaften aufweisen:

« Berechnung des Spaltmassenstroms in Abhéngigkeit der Driicke py; und py 2,
der gegebenen Temperaturen und der Rotordrehzahl.

« Bestimmung der Warmestrome in die Bauteile (Rotor und Gehéuse) und des
Warmestransportstroms des Gases. Den unterschiedlichen Wandtemperaturen
ist dabei Rechnung zu tragen.

o Das Modell soll alle Stromungsbereiche abdecken, d.h. die Stromung kann
turbulent, transitionell oder laminar sein. Weiterhin sind die Effekte der Gas-
verdiinnung zu beriicksichtigen.

o Alle in Abschnitt 1.4 aufgelisteten Spaltgeometrien miissen durch das Modell
abgedeckt werden.

o Die Zusatzverluste in der Zustromung und im Einlaufbereich sollen in geeig-
neter Form abgebildet werden.

o Die Kompressiblitat des Gases ist zu beachten.

o Das Modell muss fiir den Einsatz in einer Kammermodellsimulation geeignet
sein, so dass es mit moderatem Rechenaufwand auskommen sollte. Eine direkte
Ankopplung eines Programms zur numerischen Losung der Navier-Stokes bzw.
Boltzmanngleichung scheidet deshalb aus.

o Die Formulierung des Modells darf keine Unstetigkeiten aufweisen, die Uber-
giange zwischen den einzelnen Stromungsbereichen sollten moglichst glatt er-
folgen.
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Abb. 1.13: Ersatzmodell fir den Gehdusespalt. Die Geometrie lehnt sich dabei an
das von Wenderott verwendete Modell an (sieche Abb. 1.6), allerdings wird auf eine
Verrundung des “Rotors® am Spalteintritt verzichtet. Die Kammern vor und hinter
dem Spalt sind so grofl gewéhlt, dass deren Abmessungen keinen Einfluss auf die
Spaltstromung austiben.

1.7 Vorgehensweise

Fir das Aufstellen eines derartigen Modells sind verschiedene Wege denkbar. Zum
einen kann durch eine sehr grofie Anzahl von Versuchen mit systematischer Variation
aller Parameter eine entsprechend grofie Datenbasis geschaffen werden, in der durch
Interpolation jeder beliebige Fall innerhalb der untersuchten Grenzen bestimmt wer-
den kann. Als problematisch hierfiir erweist sich die grofie Zahl an Parametern (py 1,
P02, Trots Taen, To1, hy L, Ugot, N, K, Muma), so dass dieses Vorgehen nicht zweck-
maBig ist.

Ein sinnvollerer Weg ist die Ausnutzung stromungsmechanischer Ahnlichkeiten um
die Anzahl an notwendigen Versuchen zu reduzieren. Dies fithrt auf das Konzept
der lokalen Reibwerte und Nufleltzahlen, was eine detaillierte Auswertung der Ver-
suchsstromungen erfordert. Da dies in Experimenten schwierig zu bewerkstelligen
ist, wird hier der Simulation Vorzug gegeben. Wie schon in der Literatur beschrie-
ben, spielen die Einlaufeffekte sowie die Gasdynamik fiir die verdiinnte Stromung
nur eine untergeordnete Rolle ([57], [85], [47]), was spéter nochmal in Kap. 8 ge-
zeigt wird. Die im vorhergehenden Abschnitt erlduterten offenen Fragen beziehen
sich demnach hauptsachlich auf den viskosen Stromungsbereich, so dass zur Unter-
suchung ein CFD-Programm zur Losung der Navier-Stokes Gleichungen eingesetzt
werden kann. Fiir diese Arbeit stand das kommerzielle Programm Fluent 12.1 zur
Verfligung.
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Der Aufbau der Arbeit orientiert sich an der Modellerstellung. In Kap. 2 werden zu-
nichst die theoretischen Grundlagen und Ahnlichkeitsregeln erliutert. Darauf fol-
gend sind die eingesetzten numerischen Loésungsverfahren in Kap. 3 beschrieben.
Zur systematischen Untersuchung der Spaltstromung wird diese zunéchst als in-
kompressibel idealisiert. Die sich hierfiir ergebenden Reibwerte und Einlaufverluste
sind in dimensionsloser Form als Funktion der Reynoldszahl in Kap. 4 dargestellt.
Das Problem der Warmeiibertragung bei inkompressibler Stromung wird in Kap.
5 behandelt. Im darauffolgenden Kap. 6 wird der Einfluss der Kompressibilitat auf
die Reibwerte und Wéarmetibergangszahlen untersucht und geeignete Vereinfachun-
gen zur Berechnung vorgeschlagen. Die Modellierung der Gasverdiinnungseffekte
ist in Kap. 7 beschrieben. Mit den bekannten dimensionslosen Grofien fiir alle Stro-
mungsbereiche wird das resultierende Modell in Kap. 8 aufgestellt und das Verhalten
anhand einiger Beispielrechnungen verdeutlicht. Zur Validierung des Modells werden
Experimente durchgefiihrt, die in Kap. 9 beschrieben sind. Abschlieend folgt der
Abgleich zwischen Modell und Messung.



Kapitel 2

Theoretische Grundlagen

2.1 Allgemeine Bilanzgleichung

In diesem Kapitel werden alle fiir die Berechnung relevanten Grundgleichungen und
dimensionslosen Groflen hergeleitet. Fiir die Ableitung dieser Grundgleichungen ist
es zweckméfig, eine allgemeingiiltige Erhaltungsgleichung fiir die beliebige Grofie ¢
aufzustellen, die als massenbezogener Wert verstanden wird (¢ = ®/m). Je nach
zu erhaltender physikalischer Grofle wird spater ® als Masse, Impuls, Energie und
Geschwindigkeitsverteilungsfunktion (fir die Ableitung der Boltzmann-Gleichung)
gesetzt, womit sich die zugehorigen Erhaltungsgleichungen ergeben.

Zur Herleitung der allgemeinen Bilanzgleichung wird zunéchst der Fluss pro Fla-
cheneinheit dieser GréSe J,, . betrachtet, der durch die Oberflichen des in Abb.
2.1 skizzierten raumfesten Kontrollvolumens ein- und ausstromt. Die Anderung von
J tber das Kontrollvolumen kann durch eine Taylorreihenentwicklung bestimmt
werden:

a0J;
ox; .
Die Erhaltung von @ fiir das Kontrollvolumen fordert, dass die zeitliche Anderung
von ® im Kontrollvolumen plus den Fliissen von ® iiber die Oberflichen des Kon-
trollvolumens der Wirkung &duflerer Quellen fiir ® entspricht:

0P aJ;
E + <JZ + 8_x2 . dl’l — JZ> . dl’j . dl’k = S@ (22)
Durch Zusammenfassen und Kiirzen des Volumens folgt die Bilanzgleichung fiir ¢:
dpp  0J;
— =5 2.3
Der Fluss J wird allgemein in einen konvektiven und diffusiven Anteil aufgeteilt:
99
Ji = UG- -r 24
prus +(-Tog) (2.4)
Konvektion “~———~—""
Diffusion

Der konvektive Anteil entsteht durch Transport von ¢ infolge der Durchstromung
des Kontrollvolumens mit der Stromungsgeschwindigkeit u;, der diffusive Anteil be-
schreibt die durch den Gradienten von ¢ im Stromungsfeld erzeugten Transport-
strom. Dabei wird angenommen, dass dieser Transport proportional zum Gradien-
ten d¢/0x; ist. Der Proportionalitdtsfaktor I" ist vom jeweiligen Problem abhéngig
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z J, + %dz
Jy

Abb. 2.1: Flussbilanz am allgemeinen Kontrollvolumen

und wird spater fiir jede Grundgleichung angegeben.
Durch Einsetzen dieser Beziehung ergibt sich die allgemeine Erhaltungsgleichung fiir
¢ in karthesischen Koordinaten:

pop) | Olpuig) 0 d¢
o T om _a_xi(”ami)*&f’

Unter Verwendung der Vektorschreibweise kann die Gleichung in koordinatenfreier
Form angegeben werden [68]:

@ + div(pu;p) = div (T - grad(¢)) + S (2.6)

(2.5)

2.2 Erhaltungsgleichungen fiir viskose Stromung

Im Folgenden werden die Transportgleichungen fiir viskose Stromung hergeleitet, die
der Ubersichtlichkeit halber fiir karthesische Koordinaten angegeben werden. Fiir
andere Koordinatensysteme (z.B. Zylinder- oder Kugelkoordinaten) kénnen mit Gl.
2.6 und entsprechenden Definitionen der Vektoroperatoren die Transportgleichungen
umgeschrieben werden.

2.2.1 Massenerhaltung

Die Massenerhaltung fiir das Kontrollvolumen fordert, dass die zeitliche Anderung
der Masse im Kontrollvolumen der Differenz zwischen ein- und ausstrémender Masse
iiber dessen Rénder entspricht. Die Erhaltungsgleichung fiir die Masse folgt damit
aus fir ® = m (d.h. ¢ = 1), S, = 0 (Quellenfreiheit) und I' = 0 (kein diffusiver
Transport) aus Gl. 2.5:

dp  O(pui)

=0 (2.7)
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2.2.2 Impulserhaltung

Aus der Anwendung des zweiten Newtonschen Gesetzes auf das Kontrollvolumen
folgt, dass die Anderung des Fluidimpulses gleich der Summe aller auf das Fluid-
element einwirkenden Kréifte sein muss. Der Impuls (& = m - @, ¢ = @ ) ist eine
vektorielle Grofle, womit sich fiir jede Raumrichtung eine Erhaltungsgleichung er-
gibt. Als duflere Krifte (pro Flache) wirken der Druck und die durch die innere
Zéhigkeit des Fluids hervorgerufenen Schub- und Normalspannungen auf das Kon-
trollvolumen.

Fiir die Berechnung der inneren Spannungen gilt fiir Newtonsche Fluide das Gesetz
von Stokes (siehe z.B. [93]):

=7 — 2 == 6 28
Das Symbol §;; bezeichnet das Kronecker-Delta (fiir ¢ = j gilt d;; = 1, sonst J;; = 0).
Die inneren Spannungen im Fluid werden durch Geschwindigkeitsgradienten verur-

sacht und stellen einen diffusiven Ausdruck im Sinne von GI. 2.5 dar. Zusammenge-
setzt ergibt sich die Impulserhaltungsgleichung fiir die Komponente m - u;:

opu;  Ipuu;)  Op  Omy
o T ox, | dm | da 2

Die mogliche Einwirkung weiterer duflerer Krafte wie z.B. Gravitation werden in
dieser Arbeit vernachlassigt und sind nicht in der Gleichung beriicksichtigt.

2.2.3 Energieerhaltung

GeméiB der allgemeinen Transportgleichung ist die Anderung der Energie im Kon-
trollvolumen plus der durch die Stromung ein- und ausflieBenden Energiestrome
gleich der durch Wérmeleitung transportierten Energiestrome sowie der von auflien
eingebrachten Arbeit. Diese setzt sich aus der durch Druck, Normal- und Schub-
spannungen verrichteten Arbeit und ggf. weiteren dufleren Energiequellen (z.B. Ver-
brennung) und der Arbeit durch Volumenkréfte (z.B. Schwerkraft) zusammen, die
hier nicht auftreten bzw. vernachléssigt werden koénnen.

Die zu erhaltende Grofle ist die innere Energie plus die kinetische Energie:

d=p-(e+1/2-|V]*)-de-dy-dz bazw. ¢=c+|V[]/2 (2.10)

Der Energietransport infolge der Warmeleitung im Fluid wird durch die Temperatur-
gradienten ausgelost und bestimmt sich nach dem Fourierschen Gesetz (¢; = —)\-g—;),
stellt also einen diffusiven Fluss nach Gl. 2.5 dar.

Die von den Druck- und Schubspannungen geleistete Arbeit pro Zeit bestimmt sich
aus dem Produkt von Geschwindigkeit und der Kraft in Richtung der Geschwin-
digkeit. Diese Leistungen (pro Flache) in der Raumrichtung “i bestimmen sich wie
folgt (siehe z.B. [67]):

Ow; _ _a(P ’ Uz) a(Tii . Uz) ((9(7'@ . uj) (Tik . uk)
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Die inneren Spannungen kénnen dabei aus dem Gesetz von Stokes (Gl. 2.8) berechnet
werden. Das Einsetzen der Terme in die allgemeine Transportgleichung liefert nach
einigen Umformungen die allgemeine Energiegleichung:

Oe de\ (Op dp 0 oT

Die Dissipationsfunktion ® enthélt die aus der Arbeit der Schubspannungen ent-
standenen Glieder, welche sich nach Einsetzen von GI. 2.8 wie folgt schreibt:

ou\> ov\? ow\
o—2. (& v gw
[(éﬁz) *(@) *(aw”
ox Oy oy 0z 0z Ox 3 \0x Oy 0z '

Fiir kalorisch perfekte Gase kann mit e = ¢, - T — 2 die Gleichung weiter vereinfacht
werden, so dass anstelle der inneren Energie e direkt die Temperatur 7" auftritt:

oT oT B dp dp 0 oT
P Cp- (E +Uza—xz) = (E +Uza—xi) + oz, {)\' axz} +n-® (2.14)

2.2.4 Stoffmodell

Die Kontinuitatsgleichung, die drei Impulsgleichungen und die Energiegleichung bil-
den insgesamt fiinf Gleichungen fiir die Bestimmung der Stromungsgrofien u;, p und
T'. Fiir kompressible Gasstromungen ist zudem die Dichte nicht konstant und veran-
dert sich im gesamten Stromungsfeld, so dass eine weitere Gleichung zur SchlieSung
des Gleichungssystems bereitgestellt werden muss. Fiir Gase bei niedrigen Driicken
wird dazu die ideale Gasgleichung verwendet:

p=p-R,-T  Ry=R/M (2.15)

2.3 Boltzmann Gleichung

In den bisherigen Herleitungen der Erhaltungsgleichungen wurde das Fluid als Kon-
tinuum angesehen, dessen FEigenschaften durch die temperaturabhingigen Trans-
portgroflen Viskositat und Warmeleitfahigkeit beschrieben werden kénnen. Diese
Annahmen gelten in guter Nédherung fir Gasstromungen, solange die mittlere freie
Weglinge der Molekiile wesentlich kleiner als die charakteristische Abmessung des
Stromungsfeldes ist. Durch die in Vakuumpumpen auftretenden niedrigen Driicke
wachst die mittlere freie Weglédnge stark an, so dass sich in den Spalten je auch
Stromungen einstellen kénnen, in der das Fluid nicht mehr als Kontinuum ange-
sehen werden kann und dementsprechend die oben hergeleiteten Gleichungen ihre
Giiltigkeit verlieren (siehe auch Kap. 1.3).

Eine weitergehende mathematische Beschreibung der Stromungen von Gasen lie-
fert die kinetische Gastheorie, die das Fluid nicht als ein Kontinuum betrachtet,
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sondern den molekularen Aufbau des Fluids und die Stofle unter den Molekiilen be-
riicksichtigt. Dadurch wird es moglich, die makroskopischen Stromungsgrofien (Stro-
mungsgeschwindigkeit, Druck, Temperatur etc.) aus der Bewegung der Molekiile zu
berechnen und so das interessierende Stromungsfeld zu beschreiben.

Als Grundlage hierfir dient die Geschwindigkeitsverteilungsfunktion f [40]:

dN
Ty ) ZJt =

Die Geschwindigkeitsverteilungsfunktion beschreibt die Anzahl der Molekiile dN,
die sich in dem Volumen dzx - dy - dz an der Stelle (z,y, z) im Raum befinden und
deren Geschwindigkeiten im Bereich &, + d§;, &, + d§,, &, + d§. liegen. Weiterhin
kann sich die Verteilungsfunktion zeitlich dndern, so dass diese insgesamt von sie-
ben Variablen abhangig ist. Die differentielle Darstellung impliziert dabei, dass sich
die Verteilung der Molekiile durch eine differenzierbare Funktion darstellen lasst. Da
sich auch bei niedrigen Driicken eine grofle Anzahl von Molekiilen in einem endlichen
Kontrollvolumen befinden, ist diese Annahme auch fiir Stromungen bis zur freien
Molekularstromung mit Kn >> 1 gerechtfertigt [33].

Analog zu den Erhaltungsgleichungen fiir die Kontinuumstromung dndert sich die
Verteilungsfunktion im Stréomungsfeld durch konvektiven Transport und durch au-
Bere Einfliisse. Diese beschrinken sich auf die Auswirkungen der Molekitilesto8e un-
tereinander; mogliche weitere duflere Krafte wie z.B. Gravitation werden wieder
vernachlassigt, zudem tritt kein diffusiver Transportmechanismus auf. Die Stofe der
Molekiile werden als Kollisionen harter Kugeln betrachtet, die Effekte intermoleku-
larer Kréfte werden nicht erfasst. Die Ableitung des Stofiterms ist ausfiihrlich in der
Literatur beschrieben (z.B. [40]) und wird hier nur angegeben. Die Transportglei-
chung fiir f folgt damit formal aus Gl. 2.5 mit ¢ = f/p,u; = & und dem StoBterm

als Sg:
of
ot

(2.16)

ceogt = [ [un-m16 -8 e de @)
' & Ac

Diese Transportgleichung wird zu Ehren von Ludwig Boltzmann als Boltzmannglei-

chung bezeichnet. Die mit “’* gekennzeichneten Terme beziehen sich auf die Groien

vor dem Stof3, die Terme ohne Index die nach der Kollision. Das Integral tiber die

Geschwindigkeit umfasst alle Raumrichtungen und den gesamten Geschwindigkeits-

raum:
0o 00 00

[roae=[ | [ 1 as e (2.18)
3

Die Losung der Boltzmanngleichung liefert die molekulare Geschwindigkeitsvertei-
lung f. Mit dieser konnen die makroskopischen Stromungseigenschaften bestimmt
werden, so ergibt sich z.B. die makroskopische Stromungsgeschwindigkeit an einem
Punkt (x,y,z) als Mittelwert aller Molekiilgeschwindigkeiten:

Uz, y,2) = % . /E f(x,y, 2,8, 6. 6) - dg (2.19)
3

Analog dazu kénnen mit Kenntnis von f alle weiteren makroskopischen Stromungs-
grofen (Druck, Dichte, Temperatur, Spannungstensor, Wéarmestréme) bestimmt wer-
den, die dazu benétigten Momentengleichungen sind in [40] zusammengefasst.
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Eine wichtige Losung der Boltzmanngleichung ist die Geschwindigkeitsverteilungs-
funktion fiir ein (makroskopisch) ruhendes Gas ohne Druck- und Temperaturgradi-
enten. Hier treten keine rdumlichen Gradienten der Verteilungsfunktion auf, so dass
diese nur von der Molekiilgeschwindigkeit abhéingt. Die Bestimmungsgleichung fiir
die Gleichgewichtsverteilungsfunktion folgt aus der Boltzmanngleichung mit %—{ =0

und&-a%f:()zu:

i

ffi=1rh (2.20)

Die Losung dieser Gleichung liefert die sog. “Maxwell“- Verteilung eines Gases im
Gleichgewicht [40], mit ¢ ist hier der Betrag der molekularen Geschwindigkeit be-

zeichnet:
n 2

Ju(e) = (RT)? e 2T (2.21)
Sind in einer Gasstromung die Abweichungen von dem oben beschriebenen ther-
modynamischen Gleichgewichtszustand klein, kann die Verteilungsfunktion durch
einen Reihenansatz angenahert werden. Nach der Chapman-Enskog Methode wird
die Verteilungsfunktion f durch eine Potenzreihe mit der Knudsenzahl als Parameter
um ein lokales Gleichgewicht beschrieben:

f=fu+EKn-f+Kn* fP+. . +Kn" f" mit Kn<<l (2.22)

Durch Einsetzen dieser Ansatzfunktion erster Ordnung (n = 1) in die Momenten-
gleichungen zur Bestimmung der Spannungen und Wérmestrome ergeben sich der
Stokesche Reibungstensor (Gl. 2.8) sowie das Fouriersche Wéarmeleitungsgesetz [40].
Dartiber hinaus liefert dieser Ansatz die Bestimmungsgleichungen fiir die Transport-
groffen n und A, fiir deren Losung ein realistisches Molekiilwechselwirkungsmodell
erforderlich ist. Durch Anwenden des Impulserhaltungs- bzw. Energieerhaltungsprin-
zips ergeben sich wieder die bekannten Impulserhaltungsgleichungen (GI1.2.9) und
die Energieerhaltungsgleichung (Gl. 2.12). Diese stellen den Sonderfall der Boltz-
manngleichung fiir kleine Abweichungen vom Gleichgewicht dar. Fiir grole Abwei-
chungen vom Gleichgewicht (d.h. grofie Knudsenzahlen) verlieren die Navier-Stokes
Gleichungen also ihre Giiltigkeit. Dies ist in der Stromung stark verdiinnter Gase
(gekennzeichnet durch grole Werte fiir die Knudsen- Zahl) der Fall, weswegen man
zur Berechnung solcher Stromungen auf die Boltzmanngleichung selbst angewiesen
ist.

Fiir allgemeine Nichtgleichgewichtszustande erweist sich die Losung der Boltzmann-
gleichung aufgrund der Komplexitét des Stofterms als problematisch. In der Litera-
tur sind deswegen vereinfachte Modellterme fiir den Stofiterm vorgeschlagen worden,
das bekannteste Modell ist das nach Bhatnagar, Gross und Krook (abgekiirzt: BGK)
[16]. Dieses basiert auf der Beobachtung, dass ein Gas im Nichtgleichgewichtszustand
wieder zum Gleichgewichtszustand im Sinne eines Ausgleichsprozesses relaxiert. Die
entsprechend modifizierte Boltzmanngleichung lautet:

—w-(fu— 1) (2.23)

Die Kollisionsfrequenz w legt dabei die Zeitskala fest, mit der sich das Gas dem
Gleichgewichtszustand annédhert. Die Wahl der Kollisionsfrequenz ist nicht eindeutig,
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zur Berechnung wird héufig der Ansatz

p(x,y, 2)

. (2.24)

w(z,y,z) =

verwendet. Dieser iiberfithrt nach der Chapman- Enskog Entwicklung fiir kleine
Knudsenzahlen das BGK- Modell in die Navier-Stokes Gleichungen mit dem dazu-
gehorigen Ausdruck fiir den Spannungstensor [40]. Als nachteilig erweist sich jedoch,
dass mit dieser Wahl die Prandtl-Zahl Pr = % = 1 betrégt, wiahrend fiir reale
monoatomare Gase die Pr- Zahl Pr = 2/3 ist. Als Konsequenz wird die Wérmeleit-
fahigkeit fiir Gase nicht richtig wiedergegeben, so dass sich dieses Modell nicht fiir
Wiarmetibergangsrechnungen eignet [88].

Zur korrekten Abbildung der Pr-Zahl hat Shakhov eine Modifikation des BGK-
Modells vorgeschlagen, die die korrekte Pr-Zahl wiedergibt und damit Warmeitiber-
gangsrechnungen erméglicht. Die Boltzmanngleichung mit dem S- Modell lautet [88]:

of af 2m L o (mlV]2 5
5 T& —w~{fM 1+W'Q‘V(m—§>]—f} (2.25)

8302-
Unter der Geschwindigkeit V wird darin die Relativgeschwindigkeit V = 5 —u
verstanden.

2.4 Dimensionsbetrachtung

Durch das Einfiihren von Bezugsgrofien konnen die Gleichungen in dimensionsloser
Form dargestellt werden, so dass diese neben den dimensionslosen Groéfien noch die
jeweils relevanten Parameter enthalten. So wird es moglich, die fiir einen bestimmten
Fall erhaltene Losung unter Beachtung von Ahnlichkeitsgesetzen auf andere Fille
zu lbertragen, was die Anzahl zu betrachtender Félle erheblich reduziert. Da dies
fir die Untersuchung der Spaltstromung, wie in Kap. 1.7 beschrieben, unerlésslich
ist, werden die Grundziige im Folgenden kurz erlautert.
Als Referenzgrofien fiir die Darstellung der Koordinaten wird die Bezugsldnge L ver-
wendet; die Zeit, Dichte, Geschwindigkeit und Temperatur werden auf die jeweiligen
Referenzgrofien bezogen und fiir den Druck wird der doppelte Staudruck p - u?, als
Bezug genommen:

x; l P U J4

_ - T
i’i = — t = — 0 — — Ui = — D —= T =
L to P Po U, b po - U2, Trey

(2.26)

Die Viskositiat, Warmeleitfahigkeit und Wérmekapazitat werden vereinfachend als
konstant angesetzt. Das Einsetzen der Groflen in die Kontinuitatsgleichung ergibt
diese in dimensionslosen Grofien, zusatzliche Parameter treten nicht auf. Fiir die Im-
pulserhaltungsgleichungen (Gl. 2.9) hingegen ergeben sich zwei neue dimensionslose

Grofen:

ou;  O(wu;)  0p 1 (0w  Ou; 2 [0
ot - Re —2 {32 ) % 2.2
A T o5, " Re \ow, T om 3 \am,) % (2.27)
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Diese enthalten neben der bereits in Gl. 1.5 eingefithrten Reynolds-Zahl die Strouhal-
Zahl fir instationdre Stromung als Parameter:

L
Um‘to

St =

(2.28)

Die Energiegleichung 2.14 kann in analoger Weise dimensionlos geschrieben werden:

op 8p)+ 1 8{0T} Ec

St-§+uia—@:Ec'(5t'3_[+uZaxl Re - Proz; | 0z, +R€

Die Gleichung enthélt neben der Re- Zahl noch die Prandtl- Zahl Pr und die Eckert-
Zahl Ec als weitere Ahnlichkeitskennzahlen, die folgendermaBen definiert sind:

oT oT

d (2.29)

2
Cp- 1M u; - c
pr==>"1  pc=-mF (2.30)
A Tyes

Fir kompressible Stromungen wird das Stoffmodell des idealen Gases (Gl. 2.15)
dimensionslos dargestellt: B
k-M*-p=p-T (2.31)

Dabei wird die Machzahl M als weitere dimensionslose Grofle eingefiihrt, die das Ver-
héltnis der Referenzgeschwindigkeit u,, zu der Schallgeschwindigkeit /K - Rs - Tres

beschreibt:
U,

\/"{'Rs 'Tref

Eine analoge Analyse kann auch fiir die Boltzmann-Gleichung mit folgenden Be-
zugsgroffen durchgefiihrt werden:

M = (2.32)

T -t RS 3 f
T to ¢ Cm / n/e3,

Ac=A.-n-lg (2.33)

Zur Normierung der Verteilungsfunktion wird hierbei die Teilchendichte n und die
mittlere thermische Geschwindigkeit der Molekiile ¢, verwendet, die dem Mittelwert
des Geschwindigkeitsbetrages der Maxwell-Verteilung entspricht [33]:

8RT
M

Fiir die dimensionslose Darstellung der Stofifliche wird die mittlere freie Weglange
l¢ der Molekiile verwendet. Daraus ergibt sich die Boltzmann-Gleichung in dimen-
sionsloser Form zu:

0 8 - _
st a_{+§’ 2 / / )o1& — & - dAc - dé, (2.35)

& Ac

(2.34)

Cm —

Neben der Strouhal- Zahl fiir den instationdren Term enthélt die Boltzmannglei-
chung die bereits in Abschnitt 1.3 eingefithrte Knudsen-Zahl Kn als Parameter.
Alternativ zur mittleren Geschwindigkeit der Molekiile kann auch die wahrschein-
lichste Geschwindigkeit der Molekiile als Referenz verwendet werden:

[2RT /7
Cy = 7 = T * Cmy (236)
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Wird diese anstelle von ¢, eingesetzt, so erhilt man folgenden Ahnlichkeitsparame-
ter vor dem Stofiterm, der in der Literatur als “Verdinnungsfaktor” (engl. “rarefac-
tion parameter”) bekannt ist [88]:

Vo L 7 1
5_7.5_7.[(_” (2.37)
Dieselbe Analyse kann auch fiir die Boltzmann-Gleichung mit den im vorherigen
Abschnitt vorgestellten Modellen fiir den Stofiterm durchgefithrt werden, die Kn-
Zahl bleibt dabei als Ahnlichkeitsparameter erhalten.
Damit Stromungen zueinander dhnlich, sind miissen sie auf die gleichen dimensions-
losen Gleichungen fiithren, die dann nur eine (dimensionslose) Losung haben. Dazu
miissen zwei Ahnlichkeitsregeln erfiillt sein:

1. Fiir viskose Stromungen miissen die dimensionlosen Parameter Re, St, Pr, Ec,
M, k identisch sein. Falls die Boltzmann- Gleichung zur Analyse verwendet
wird, gilt entsprechendes fiir Kn (bzw. ¢) und St.

2. Die (dimensionslosen) Randbedingungen missen gleich sein. Das betrifft zum
einen die Geometrie des Stromungsraumes, die bezogen auf den Lingenmaf-
stab L identisch sein muss. Zum anderen erfordert die Eindeutigkeit der Lo-
sung, dass auch die Randwerte fiir @, 9, w, p, p, T (fiir viskose Strémung) bzw.
fiir f den gleichen Verlauf iiber der dimensionslosen Zeit ¢ haben.

Diese Regeln gelten fiir allgemeine instationare, kompressible Gasstromungen mit
Wirmeiibertragung. Fiir einfachere Félle reduziert sich die Anzahl der Ahnlichkeit-
sparameter. So bleibt z.B. fiir stationdre, viskose, inkompressible Stromung ohne
Warmetibertragung die Reynolds- Zahl als einziger Parameter bestehen. Soll in die-
sem Fall die Wandschubspannungsverteilung in x-Richtung ausgewertet werden, so
kann dies iiber den dimensionslosen Reibwert geschehen (y bezeichnet hier die wand-
normale Koordinatenrichtung):

o
o

cr(Z,9, Z, Re) (2.38)
Mit dem bekannten dimensionslosen Reibwert kann dann unter Beriicksichtigung
von Gl. 2.26 und des Stokesschen Reibungsgesetzes die dimensionsbehaftete Wand-
schubspannung bestimmt werden:

Tw(T,y,2) =0 cr(7,9, 2, Re) - U'Tm (2.39)
Tritt in einer solchen inkompressiblen Stromung Warmeiibertragung auf, so ist die
Energiegleichung zusétzlich zu berticksichtigen. Bei Vernachlassigung der Arbeitsan-
teile der Druckkrafte und der Dissipation tritt nach Gl. 2.29 zusétzlich die Pr- Zahl
als Parameter auf. Ist fiir einen solchen Fall die Warmetibertragung an den Wéan-
den zu bestimmen, so kann in analoger Weise zu dem Reibwert ein dimensionsloser
Warmeiibergangskoeffizient bestimmt werden, der in der Literatur als Nuflelt-Zahl
Nu bezeichnet wird:

Nu(z,y,z, Re, Pr) = — (2.40)
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Die Berechnung des dimensionsbehafteten Warmestroms kann wieder durch das
Fouriersche Gesetz unter Beachtung von Gl. 2.26 erfolgen.

Auf diese Weise ist es moglich, die Losungen der dimensionslosen Gleichung auf rea-
le, dimensionsbehaftete Stromungen zu tibertragen. Fiir eine systematische Unter-
suchung von Strémungen ist es also hinreichend, die relevanten Ahnlichkeitsparame-
ter zu variieren und die interessierenden dimensionslosen Ergebnisse (z.B. Reibwert
oder Nufleltzahl) als Funktion dieser Parameter zu bestimmen. Von diesem Vorge-
hen wird in der Untersuchung der Spaltdurchstromung in den Kap. 4 - 7 Gebrauch
gemacht, um diese wie gefordert auf die Vielzahl der in Schraubenvakuumpumpen
auftretenden Félle anwenden zu konnen.

2.5 Turbulenzmodellierung

Wie in Kap. 1.4 erlautert kann die Stromung in den Geh&usespalten bei hohen
Driicken turbulent werden. Die im vorherigen Abschnitt hergeleiteten Erhaltungs-
gleichungen gelten auch fiir turbulente Stromungen, die generell instationdr und
durch starke Wirbelbildung unterschiedlichster Groflenordnung gekennzeichnet sind.
Eine direkte numerische Losung der Erhaltungsgleichungen hierfiir ist prinzipiell
moglich, wird aber durch die Notwendigkeit einer sehr hohen rdumlichen und zeitli-
chen Auflosung erschwert. Die direkte Simulation der turbulenten Stromungsbewe-
gungen ist deswegen auf einfache Stromungsprobleme, wie z.B. die Stromung entlang
einer ebenen Wand, beschrankt.

Eine derart detaillierte Stromungsbeschreibung ist fiir praktische Anwendungen sel-
ten von Nutzen; im Allgemeinen ist es ausreichend, die sich aus der turbulenten
Bewegung ergebenden Mittelwerte der Stromungsgréfien zu kennen. Die geeigne-
te Mittelung fihrt auf die Reynolds-gemittelten Navier-Stokes Gleichungen (engl.:
“RANSE - Reynolds-Averaged Navier Stokes Equations®). Samtliche turbulenten
Bewegungen werden dabei durch rdumlich angepasste Transportkoeffizienten (Vis-
kositat, Warmeleitfahigkeit) abgebildet, die Erhaltungsgleichungen kénnen direkt
nach den gemittelten Stromungsgrofien gelost werden. Diese Art der Turbulenzmo-
dellierung mit den dazugehorigen Turbulenzmodellen ist am weitesten entwickelt
und liefert bei geeigneter Auswahl des Turbulenzmodells gute Ergebnisse.

Neben der RANSE-Modellierung stellt die in jlingerer Zeit entwickelte Grobstruk-
tursimulation (abgekiirzt: “Large Eddy Simulation - LES“) eine verfeinerte Model-
lierung der turbulenten Gréflen dar. Die Grundidee dieser Methode ist, die groBeren
turbulenten Wirbel direkt zu simulieren und die kleineren durch geeignete Modelle
abzubilden. Dazu werden die Erhaltungsgleichungen rdaumlich gefiltert und die Wir-
bel oberhalb der Filtergrenze werden durch numerische Losung der instationéren,
dreidimensionalen Erhaltungsgleichungen berechnet. Die kleineren Wirbel werden
durch Modelle wie das Smagorinksy-SGS Modell abgebildet [69]. Dieses Verfahren
ist aufgrund der benétigten zeitlichen und rdumlichen Auflésung deutlich aufwen-
diger als die RANSE-Modelle, ist jedoch schon erfolgreich auf technisch relevante
Stromungen angewandt worden.

Eine besondere Herausforderung stellen Stromungen dar, in denen laminare, tran-
sitionelle und turbulente Stromungsgebiete auftreten. Fiir das Gehausespaltmodell
trifft dies zu, da Rep von sehr kleinen Werten (bei niedrigen Driicken) bis etwa
Rep ~ 15000 variieren kann. Weiterhin kann auch fiir Rep-Zahlen im Bereich der
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laminaren Spaltdurchstromung Turbulenz im Nachlauf hinter dem Spaltaustritt auf-
treten, die Stromung also vom laminaren in den turbulenten Bereich wechseln.

Fir die RANSE-Modellierung kann in einem solchen Fall nicht im gesamten Stro-
mungsgebiet mit einem aktivierten Turbulenzmodell gerechnet werden; es muss viel-
mehr anhand geeigneter Kriterien entschieden werden, wo die Turbulenzproduktion
aktiviert ist und in welchen Bereichen laminare Stromung vorliegt. Dazu sind ver-
schiedene Transitionsmodelle entwickelt worden, die aus Experimenten abgeleitete
Kriterien fiir das Ubergangsverhalten bereitstellen.

Neuere Untersuchungen zeigen, dass mit geeigneten Feinstruktur- Modellen die LES-
Modellierung grundsatzlich fiir transitionelle Stromungen eingesetzt werden kann
[77]. Die hohere Abbildungsgiite lasst genauere Ergebnisse als das die RANSE-
Methode erwarten, aber auch hier werden halbempirische Modelle benétigt, die fiir
einen Stromungstyp (z.B. Rohrstromung, Stréomung in Turbomaschinen etc.) kali-
biert sind. Neuere Entwicklungen der RANSE-Modelle (gekoppelt mit einem Tran-
sitionsmodell) sind erfolgreich auf Stréomungen in Rohren und Kanélen bei niedrigen
Re-Zahlen angewendet worden, so dass dieses Modell hier zum Einsatz kommt. Die
dazugehorigen Grundlagen und das Modell werden in den folgenden Abschnitten
erlautert.

2.5.1 Reynolds gemittelte Navier-Stokes Gleichungen

In einer turbulenten Stromung schwanken die Stromungsgroflen zeitlich um einen
Mittelwert, d.h. die allgemeine Stromungsgrofie ¢ kann als ein zeitlicher Mittelwert
plus eine Fluktuation aufgefasst werden (siehe Abb. 2.2):

S t) = 3(@) + (@)  mit  Bz) = lim % / o(, )t (2.41)

Aus der obigen Definition folgt sofort, dass ¢/ = 0 gilt. Fiir instationére Stromungen
muss die Mittelung erweitert werden und tiber eine geniigend grofle Anzahl N von
Ensembles des Stromungsvorgangs erfolgen, d.h.

¢(z) = lim —Zd) (z,t) (2.42)

N%oo

Im allgemeinen Fall der kompressiblen Stromung erweist es sich als sinnvoll, die
massengemittelte oder auch Favre-gemittelte Grofie ¢ mit der Schwankungsgrofie ¢”
einzufiithren (¢ = ¢ + ¢"):

p-9’
7

po P9
p p

¢ = — ¢+ (2.43)

Analog zu ¢’ ist die massengemittelte GroBe @ = 0; die zeitlich gemittelte Fluk-

tuation von ¢” ist jedoch ungleich Null (d.h. ¢” # 0).
Damit konnen die massengemittelten Werte fiir Geschwindigkeit und Temperatur
eingefiithrt werden:

V=Vi+V" T=T+T" (2.44)
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Abb. 2.2: Mittelung der Stromungsgréfle ¢ in einer turbulenten Stromung. Fiir sta-
tiondre Stromungen (linkes Bild) wird ¢ tiber einen hinreichend langen Zeitraum
gemittelt, um den Mittelwert ¢ zu bestimmen. Fiir instationire Strémungen (rech-
tes Bild) muss iiber eine ausreichende Anzahl von gleichen Versuchen (Ensembles)
gemittelt werden, um ¢ zu erhalten.

Die Dichte selbst und der Druck werden nur einfach zeitlich gemittelt nach Gl. 2.41:
p=p+p  p=p+p (2.45)

Fithrt man nun die Mittelung mit den obigen Definitionen fiir alle Erhaltungsglei-
chungen (Gl. 2.7, 2.9, 2.14) durch, so gilt fiir alle linearen Terme p- ¢ = p - ¢ und
die Gleichungen enthalten anstelle von p - ¢ die gemittelten Gréfen p - ¢. Die Kon-
tinuitatsgleichung lautet somit:

op  O(p-w)

—0 (2.46)

Die konvektiven Terme der Impulsgleichungen sind nichtlinear, durch Mittelung die-
ser Terme entstehen neue Terme auf der linken Seite der Gleichung. Unter Bertick-
sichtigung von p - ¢” = 0 ergibt sich:

0 -1 0 s - s 8 -u’.’-u’.’ 2] . .
0p-w) P ti-Ty) | ol vj) __ 9p + 97 (2.47)
Da nach der Favre-Mittelung ¢” # 0 gilt, enthélt auch der gemittelten Spannungs-
tensor zuséitzliche Grofien:

_ ou; O 2 (0 ou!  oul 2 [(ou}

5 = : — = =) 6 : L) —= “) -0y (2.48
Nach [67] sind diese neuen Terme (die letzten beiden Summanden auf der rech-
ten Seite) jedoch klein und konnen vernachléssigt werden. In der iiblichen Darstel-

lung werden die aus der Mittelung der konvektiven Terme entstandenen Glieder auf
die rechte Seite geschrieben und werden aufgrund ihrer Dimension als turbulente
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Spannungen 7; bezeichnet. Die Impulserhaltungsgleichungen nehmen damit folgen-
de Form an:

0 _.X?' = >
<p8t )+ﬁ'(V'V)V:—Vﬁ—|—V'7_'+V'Tt (2.49)
_m —p-u " —pd W
= —p- 0" u —p - V" —p "W (25())
—p-w”-u” —p-w”-v” —p-’LU”2

Der Tensor der turbulenten Spannung 7; ist symmetrisch, da —p - u} - v/ = —

D- u - U;/
gilt. Durch die Mittelung sind also sechs neue unbekannte Gréflen efjltstanden,j fir

deren Bestimmung keine weiteren Gleichungen zur Verfiigung stehen. Um die ge-

mittelten Impulsgleichungen l6sen zu koénnen, sind deshalb Turbulenzmodelle fiir

die sechs unbekannten Spannungen notig, die im nachsten Abschnitt erlautert wer-

den.

Um die Favre-Mittelung fiir die Energiegleichung durchfiihren zu kénnen, werden

konvektive Terme auf der linken Seite mit der Kontinuitatsgleichung erweitert, so

dass sich folgende Darstellung ergibt [67]:

— + u; - +
(91:2-

8(p-cp-T)+8(p-cp-T-ui)_3p Op 0 )\aT

} +n-® (251

Nach Einfiihren der Favre-Mittelung enthélt die nichtlineare linke Seite die Misch-
terme p-T" - u/. Auf der rechten Seite ergeben sich Ausdriicke u - (Op/dx;) und
A (07" /0x;), die im Vergleich zu den Mischtermen der linken Seite klein sind und
vernachlassigt werden.

In der Dissipationsfunktion ® entstehen neue Terme der Form 7;; - (Ou}/0x;) die je-
doch klein gegeniiber 7;; - (01;/0x;) sind und ebenso vernachléssigt werden. Die Mo-
dellierung der Turbulenz beschrankt sich auf die durch die Mittelung des konvektiven
Glieds entstandenen Terme, die in Analogie zu den Impulserhaltungsgleichungen auf
die rechte Seite der Gleichung geschrieben werden. Die gemittelte Energiegleichung
lautet somit:

8(ﬁ'cp'f> 8<ﬁ'cp'f'ai)_8_ﬁ @@ 0 A a—T—c-m}%—n-Cb
= i P @

(2.52)

2.5.2 Turbulenzmodelle

In Analogie zu den viskosen Spannungen schlug Boussinesq vor, die turbulenten
Spannungen als Produkt einer scheinbaren, turbulenten Viskositat mit der der Sche-
rung des Fluidelements zu modellieren:

. ou; O\ 2
YT/ — =00 k 2.53
Pl = (axj + (%i) P (2.53)

Der zweite Summand auf der rechten Seite ist notwendig, damit die Gleichung giil-
tig bleibt, wenn iiber die drei Normalspannungen aufsummiert wird [91], k ist die
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turbulente kinetische Energie pro Einheitsmasse:

1 1

k:§-u§’-u§’:E(ug-ug—%u’y’-u’y’—l—u’z’-u’z’) (2.54)

Der Effekt der turbulenten Fluidbewegungen unterschiedlichster Auspragung und
Richtung wird in diesem Ansatz nur als eine turbulente Viskositat n; modelliert. Es
ist wichtig zu bemerken, dass es sich dabei um eine Modellgréfle handelt, die kei-
ne Stoffeigenschaft des Fluids selbst ist und sich rdumlich und zeitlich andert. Der
oben gemachte Ansatz impliziert, dass die turbulente Viskositédt in jede Raumrich-
tung gleich ist, die turbulenten Bewegungen also isotrop sind. In realen Stromungen
ist dies jedoch nie der Fall, die isotrope Behandlung durch den Boussinesq-Ansatz
stellt eine wesentliche Vereinfachung der tatsichlichen physikalischen Vorgéange dar.
Fir viele technisch relevante Stromungen konnten trotz dieser Vereinfachung gute
Ergebnisse erzielt werden, weshalb der groite Teil der RANSE-Modelle auf dieser
Annahme aufbaut. Als problematisch erweisen sich jedoch Stromungen, die durch
starke Anisotropie gepragt sind, wie z.B. Stromungen mit ausgepragtem Drall. Bei
der Spaltstromung mit Rotordrehung handelt es sich um eine solche Stromung, was
die Verwendung eines isotropen RANSE-Modells in Frage stellt. Fir solche Stro-
mungen sind spezielle Turbulenzmodelle entwickelt worden wie z.B. das RNG- k£ —€
Modell mit einem entsprechenden Korrekturterm [8]. Der Einsatz dieses Turbulenz-
modells gestaltet sich fiir den vorliegenden Fall jedoch schwierig, da es nur bedingt
fiir niedrige Re-Zahlen geeignet ist und keine Implementierung mit einem Transiti-
onsmodell existiert.

Eine mogliche Alternative zur Beriicksichtigung der Rotordrehung ist die Verwen-
dung eines Reynolds-Stress Modells, das nicht auf der Boussinesq-Annahme beruht
und jede der sechs zusatzlichen turbulenten Spannungen durch eine geeignete Trans-
portgleichung abbildet. Allerdings erfordert dieser Ansatz Modellvorstellungen fiir
den diffusiven Transport und die Dissipation von p-uj - uf, fiir die entsprechende
Modellgleichungen entwickelt worden sind. Leider existiert bisher kein Transitions-
modell fiir die Reynolds-Stress Modelle, so dass der Einsatz im Ubergangsbereich
zwischen laminarer und voll turbulenter Stromung nicht moglich ist. Fir den hier
vorliegenden Fall kann die Turbulenz beispielsweise durch die Rotordrehung aus-
gelost werden (Re. > Regyrit), wihrend die Reynoldszahl der Spaltdurchstromung
Rep noch unter ihrem kritischen Wert liegt (siche Erlauterungen in Kap. 4.6.1).
Die Turbulenz diirfte in diesem Fall von starker Anisotropie gepriagt sein und es ist
zu erwarten, dass die turbulenten Bewegungen die Spaltdurchstromung signifikant
beeinflussen, also eine starke Wechselwirkung zwischen beiden Stromungsformen be-
steht.

Die Verwendung eines vorhandenen Transitionsmodells in Verbindung mit einem
Reynolds-Stress-Modell zur Beschreibung solcher Effekte ist nicht ohne weiteres
moglich, da die Vorgabe einer globalen kritischen Impulsverlustdicken-Reynoldszahl
zur Aktivierung der Turbulenzproduktion nicht mehr ausreicht (sieche Abschnitt
2.5.4). Vielmehr miissten Kriterien entwickelt werden, die den Einsatz der Turbulenz
fiir jede der sechs Spannungen einzeln beschreiben und zusétzlich noch vorhandene
Wechselwirkungen berticksichtigen. Da die Entwicklung derart komplexer Modelle
den Rahmen der vorliegenden Arbeit weit tibersteigt, muss die Untersuchung der
Stromung im Transitionsbereich auf den Sonderfall mit ruhendem Rotor beschrankt
werden.
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Moderne Turbulenzmodelle beruhen auf Transportgleichungen fiir die turbulente
kinetische Energie und einer weiteren Transportgleichung fiir eine dissipative Gro-
Be, aus der die turbulente Viskositéit bestimmt wird. Fiir die turbulente kinetische
Energie k (siehe Definitionsgleichung 2.54) kann die Transportgleichung aus den
gemittelten Impulsgleichungen hergeleitet werden [67]:

Ok ok %k 0 —— ok Ouy —— AN
p'a_l_p.uj'a_xj - 77'6_3;]2._8331- <p ul) —p- axj -uf—p- axj Sy =1 (axj)
(2.55)
Die konvektiven Terme auf der linken Seite und der erste Diffusionsterm auf der
rechten Seite enthalten keine Schwankungsgréfien und miissen deswegen nicht weiter
modelliert werden. Die restlichen vier Glieder auf der rechten Seite kénnen dagegen
nicht exakt berechnet werden und miissen durch geeignete Modellansétze beschrie-
ben werden. Dabei ist es iiblich, die ersten drei Terme als Diffusionsterme aufzufassen
und diese analog zur Boussinesq-Annahme zu modellieren [8]:

Pk 0~ ok ) m\ Ok
- ) — . o~ — )y 2.

J

Der vierte Term auf der rechten Seite beschreibt die Produktion von & und wird
ebenfalls geméafl des Boussinesq-Ansatzes modelliert:

- S? (2.57)

S ist der Betrag des Scherungstensors, dessen Definition im Anhang A aufgefiihrt ist.
Der flinfte Term der rechten Seite ist die turbulente Dissipation, die die Umwandlung
der kinetischen Energie der kleinen Wirbel in innere Energie des Fluids beschreibt.
Gewohnlich wird diese als Produkt aus Dichte und der Dissipation der kinetischen
Energie pro Einheitsmasse € geschrieben:

o\’
Dk:n-(a;) =p-e (2.58)
j

Der Dissipationsterm ist von der gleichen Gréflenordnung wie der Produktionsterm
und hat deswegen einen grofien Einfluss auf die Berechnung turbulenter Stromun-
gen. Ahnlich zu der Transportgleichung fiir & ist es méglich, eine Transportgleichung
fiir € aus den Impulserhaltungsgleichungen abzuleiten. Allerdings enthélt diese viele
unbekannte Terme, so dass i.A. direkt eine Modellgleichung verwendet wird. Das
bekannteste und am meisten verbreitete Modell dieser Art ist das von Launder und
Spalding 1974 angegebene k — ¢ Modell, mit dem fiir grofe Re-Zahlen unter Ver-
wendung von Wandfunktionen zur Beschreibung der laminaren Unterschicht und des
Ubergangsbereiches gute Ergebnisse erzielt werden konnen. Bei niedrigen Re-Zahlen
konnen diese Wandfunktionen nicht eingesetzt werden und die Gleichungen miissen
bis zur Wand integriert werden. Als problematisch erweist sich die Randbedingung
fiir €, da fiir ¢ = 0 die turbulente Viskositdt gegen unendlich strebt. Um dieses
Problem zu umgehen, wurden in der Literatur verschiedene Dampfungsfunktionen
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vorgeschlagen, die sicherstellen, dass in Wandnéahe die viskosen Spannungen gegen-
iiber den turbulenten dominieren.
Mit den bekannten Werten fiir £ und € kann die turbulente Viskositat im Stromungs-
feld bestimmt werden: 2

ne=Cu pr— (2.59)
Ein alternatives Modell wurde von Wilcox entwickelt [94], das statt der Dissipation e
die turbulente Frequenz w = €/k verwendet. Die turbulente Frequenz wird wiederum
durch eine Transportgleichung bestimmt; fiir die turbulente Viskositat gilt:

k
m=p" (2.60)
Im Gegensatz zu € strebt w in Wandnahe gegen unendlich, in praktischen Rechnun-
gen wird in Wandnéhe eine hyperbolische Verteilung angesetzt. Die Sensitivitat der
Ergebnisse gegeniiber diesem Faktor ist relativ klein, wodurch sich das k£ —w gegen-
iiber dem k — ¢ Modell empfiehlt. Als nachteilig erweist sich jedoch, dass das k — w
recht empfindlich auf die Randbedingungen fiir w am Ein- und Auslass reagiert,

wahrend das k& — e Modell weit weniger sensitiv zur entsprechenden Randbedingung
fur € ist [60].

2.5.3 SST-k£ — w Turbulenzmodell

Die Beobachtung bzgl. der Sensitivitdten des k —w und k —e Modells verleitete Men-
ter [61], ein hybrides Modell zu entwickeln, das die Vorteile beider Modelle vereint.
Dieses Modell verwendet das k — w Modell in Wandnahe, um dort ohne Wandfunk-
tionen eine hohe Abbildungsgiite zu erreichen, wahrend auflerhalb der Grenzschicht
auf das k — e Modell umgeschaltet wird, das weniger empfindlich auf Anstrémrand-
bedingungen reagiert. Das Modell basiert auf einer k — w Formulierung, das k — €
wird dazu entsprechend € = k - w umgeformt. Die resultierende Transportgleichung
fir k lautet:

d(pk)  O(pujk) 0 ne\ Ok
— Poasr — Dy + —— ey 28 2.61
ot or, TP o ("5, ) o (2.61)
Py.ss7 = min(FPy, 10 - pf*kw) Dy=p-8"k-w (2.62)

Der Produktionsterm Py, gs7 enthélt dabei gegeniiber der Formulierung nach GI. 2.57
einen Begrenzungsterm, der eine iberméflige Erzeugung von turbulenter kinetischer
Energie im Bereich von Staupunkten verhindert. Der Ubergang zwischen dem k — €
und dem k& — w Modell fiir den Diffusionsterm erfolgt durch eine Anpassung der
Prandtl-Zahl o}, mit der Ubergangsfunktion Fi:

1
C Fyjog+ (1= F)/ogs
Die genaue Definition von F} ist im Anhang A gegeben. Die zusammengesetzte
Transportgleichung fiir w gibt Menter wie folgt an:

0 d(pu; 0 0 1 0k 0O

ot 0z Oz, o, ) O0x; w 832]236?)

Ok

(2.63)
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Die Produktions- und Destruktionsterme werden folgendermafien modelliert:
w
Posst=o- o Pisst  Do=p- Bk -w (2.65)

Der Vorfaktor av enthélt in der Implementierung in Fluent 12.0 eine Reihe von Kor-
rekturen, um Effekte bei niedrigen Re-Zahlen genauer zu erfassen. Die Modellkon-
stante 3; des Destruktionsterms wird wieder durch die Ubergangsfunktion F} zwi-
schen den Modellen angepasst, die Bestimmungsgleichungen fiir beide Faktoren sind
im Anhang A aufgefiihrt. Die Berechnung der turbulenten Viskositat folgt Gl. 2.60
mit einem Begrenzungsterm:

pk 1
w max [%’ a;~j:|

Dieser Begrenzungsterm wird in Grenzschichten mit positivem Druckgradienten grof3
und stellt sicher, dass in einem solchen Fall die Schubspannungen innerhalb der
Grenzschicht direkt proportional zur turbulenten kinetischen Energie sind [61]. Auf-
grund dieser zusétzlichen Eigenschaft wird dieses Modell “Shear-Stress Transport*,
abgekiirzt SST-k — w Modell genannt. Um ein korrektes Erkennen der jeweiligen
Stromungsform zu erreichen, wird die Ubergangsfunktion F, eingefiihrt, die einen
Wert von 1 innerhalb und 0 auBerhalb der Grenzschicht annimmt (siehe A).

2.5.4 Transitionsmodellierung

Die vergleichsweise niedrigen Re-Zahlen der Spaltstromungen in Vakuumpumpen
machen den Einsatz eines Transitionsmodells notigt, dessen Aufgabe es ist, die tur-
bulente Produktion zu aktivieren bzw. im Falle einer Relaminisation wieder zu deak-
tivieren. Die dafiir benotigten Kriterien werden empirisch aus Experimenten abgelei-
tet, die tiblicherweise die mit der Impulsverlustdicke # gebildete kritische Re-Zahl als
Funktion der Stromungsparameter wie Turbulenzgrad, Druckgradient etc. angeben:

Reg: = f(Tu,dp/ds, etc.) (2.67)

Rey; ist dabei diejenige Re-Zahl, bei der die Transition einsetzt. In der Literatur exi-
sitieren eine Vielzahl verschiedener Gleichungen fiir Regy;, eine bekannte ist z.B. die
von Abu-Ghannam und Shaw [4], die aus systematischen Experimenten entlang einer
ebenen Platte eine solche Beziehung ableiteten. Den Ausfithrungen von Menter [59]
zufolge zeigt dieses Modell Ungenauigkeiten in stark beschleunigten Strémungen.
Unter Einbeziehungen der Erkenntnisse von Drela [28] tiber das Transitionsverhal-
ten schliagt Menter in [59] eine neue, verbesserte empirische Gleichung vor.

Eine Implementierung dieser Transitionskriterien in modernen CFD-Codes gestal-
tet sich schwierig, da zur Bestimmung von Rey iiber die gesamte Grenzschicht inte-
griert werden muss, was in parallelisierten Codes mit evtl. unstrukturierten Netzen
nur schwer umsetzbar ist. Menter entwickelt deswegen in [59] eine neue Methodik
zur Umsetzung von Transitionskriterien, die nur auf lokal verfiigharen Informatio-
nen basiert und damit gut in allgemeinen CFD-Programmen implementiert werden
kann. Als lokales Maf fiir Rey wird die Wirbel-Reynoldszahl Re, verwendet, deren
Maximum in guter Naherung zu Rey steht:

.92 R
Py Q ey,maz

Reg ~
n 2.193

Re, = (2.68)
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Q) ist der Betrag der Wirbelstéirke, deren Definition im Anhang A aufgefiihrt ist.
Das eigentliche Transitionsmodell besteht neben der empirischen Korrelation aus ei-
ner weiteren Transportgleichung fiir die turbulente Intermittenz und zusétzlich einer
Transportgleichung fiir die skalare GréBe Reg:. Die Intermittenz ~ ist 0 fiir laminare
und 1 fiir voll turbulente Stréomung. Allgemein kann v auch Werte dazwischen anneh-
men, da es Bereiche geben kann, in denen die Stromung wechselweise laminar bzw.
turbulent ist. Menter formuliert fiir die Intermittenz folgende Transportgleichung:

ANpy) | Olpuyy) 0 n\ Oy
8t + (9q:j N P’yl E'Yl + P’YQ E’YQ + (91,']- " + O'f (9azj (269)

Die ersten beiden Terme auf der rechten Seite sind die Quellen fir die Intermittenz:
P'yl = Eength P S - [7 : }7107lse7t]0l11 E’yl = Ce1 - P’yl = (270)

Die Fynktion Fopser dient zum Auslosen der Produktion von v und ist eine Funktion
von Regy,, auf dessen Transportgleichung spéter eingegangen wird. Die Berechnungs-
gleichungen lauten:

Re, .
Fonsetl = m Fonset2 = mln[maX(Fonseth F;lnset1>7 20] (271>
F (B & R (2.72)
onset3d — 1Max — |\ == s 11 = — .
3 2.5 ! nw
Fonset = Imax (Fonset2 - Fonset?w 0) (273)

Die Grofle Reg. in Gl. 2.71 ist die kritische Reynoldszahl, bei die Produktion der
Intermittenz in der Grenzschicht eingeleitet wird. Allgemein ist Reg. eine Funktion
von Reg;:

Regc = f(éegt) (274)

Die in Fluent implementierte Funktion wurde von Menter et. al. [59] empirisch
bestimmt und nicht veroffentlicht, so dass sie hier nicht angegeben werden kann.
Gleiches gilt fiir die Funktion Fjeng in Gl 2.70, die die Lange des Transitionsbe-
reichs bestimmt.
Die Terme P, und E,s stellen die Senken bzw. Relaminationsquellen fiir die Inter-
mittenz dar:

P72:Ca2'p'Q'7'Fturb E’yQ:CeQ'P'yQ'7 (275)

Die Funktion Fj,,, wird benotigt, um die Relaminationsquellen auerhalb der Grenz-
schicht aufler Kraft zu setzen:

Die benotigten Konstanten fiir die Intermittenzgleichung wurden von Menter wie
folgt bestimmt:

Ce1 = 1.0 €1 =05 coa=050 ¢4=0.03 oy=1.0 (2.77)

Zum Auslosen der Produktion der Turbulenz wird die Auswertung des Transiti-
onskriteriums nach Gl. 2.67 benétigt. Um diese fiir eine lokale Auswertung zur
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Verfiigung zu stellen, entwickelt Menter eine Transportgleichung fiir die skalare
GroBe Reg, die in der freien Anstromung dem Transitionskriterium Reg, folgt und
iiber einen geeigneten Diffusionsterm in die Grenzschicht transportiert wird. Damit
werden die nicht-lokalen Effekte des Transitionsverhaltens im Stromungsfeld trans-
portiert und fiir eine lokale Auswertung zur Verfiigung gestellt. Die entsprechende
Transportgleichung fiir Reg, lautet:

d(pReg,) I a(PUJR€9t> _
ot 0x; O

(2.78)

Der Quellterm Fp; auf der rechten Seite der Gleichung ist dabei so definiert, dass
Reg; dem Wert von Rey; der verwendeten empirischen Gleichung entspricht:
~ 5007
=

P@t = C@tg . (Regt — R~€9t) . (10 — th) mit t (279)
Die Funktion Fy, wird genutzt, um den Quellterm innerhalb der Grenzschicht ab-
zuschalten, der Transport von Rey; erfolgt dort durch die Diffusionsterme aus der
Anstromung in die Grenzschicht hinein. Fy, ist so definiert, dass es einen Wert von

0 in der Anstréomung und 1 in der Grenzschicht annimmt:

—1/cey \?
Fy = min{max | F,ape - e_(y/5)4, 1.0 — (170_—1//6622) ] , 1.0} (2.80)
Reg: - 1 15 50-Q-y
Opr, = opr, = — -0 0= ——-—"="9 2.81
BL D U BL 9 BL U BL ( )
. . 2
Foope = ¢ B/ ie R = P79V (2.82)
n

Die Modellkonstanten fiir die Reg-Transportgleichung werden von Menter wie folgt
angegeben:
Cot — 0.03 Ogt — 10 (283)

Um das Wiederanlegen abgeloster laminarer Stromungen korrekt zu erfassen, fithrt
Menter noch eine Korrektur fiir die Intermittenz ein:

. Re,
Vsep = mm{sl - max [(m) - 1, O:| : Freattacha 5} : FGt S1 = 8 (284)
Freattach = 67(RT/15)4 (285)
Die effektive Intermittenz fiir die weiteren Berechnung bestimmt sich aus:
Yers = max(y, Yesy) (2.86)

Die Kopplung zwischen dem Transitionsmodell und dem SST-Turbulenzmodell er-
folgt iiber eine entsprechende Anpassung der Produktions- und Destruktionsterme
der Transportgleichung fiir die turbulente kinetischen Energie £k, Gl. 2.61. Die Mo-
difikation der Terme lautet:

Py = Vess - Pr Dy, = min [max(vesr,0.1), 1.0] - Dy (2.87)
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Die Transportgleichung fiir w bleibt unverandert und entspricht Gl. 2.64. Weiterhin
ist es notwendig, die Funktion F; des SST-Modells zu modifizieren, um ein Umschal-
ten zwischen dem k — e und dem k£ —w Modell innerhalb der laminaren Grenzschicht
zu vermeiden (siehe Anhang A).

Das Transitionsmodell wurde in der hier vorgestellten Form anhand der Stromung
entlang ebener Platten validiert und erfolgreich fiir die Berechnung von Turboma-
schinen verwendet [56]. Abraham et. al. wenden dieses Transitionsmodell auf Stro-
mungen in Rohren und Kanélen an, was eine Anpassung der Modellkonstanten fiir
die Intermittenzgleichung notwendig macht [3], die auch hier verwendet werden:

cq2 = 0.015 Cea = 70 (2.88)

2.5.5 Warmeiibertragung in turbulenten Stromungen

Durch die Mittelung der nichtlinearen konvektiven Terme der Energiegleichung ent-
stehen zusétzliche Glieder, die analog zur Boussinesqg-Annahme als das Produkt
einer turbulenten Wéarmeleitfahigkeit \; mit dem Temperaturgradienten modelliert
werden [67]:

oT
. ox;
Wie auch die turbulente Viskositét ist die turbulente Wérmeleitfahigkeit keine Stoff-
grofle, sondern eine Modellgrofle, die im gesamten Stromungsfeld variiert. Die tur-
bulente Warmeleitfahigkeit folgt der turbulenten Viskositéit, die Kopplung erfolgt
iiber die turbulente Prandtl-Zahl:

ey p Tl =~ (2.89)

2= (2.90)

P =7,  —
"t " At PTt

Gebrauchliche Werte fiir die turbulente Prandtl-Zahl liegen bei Pr; ~ 0.85 — 0.9
und werden konstant fiir das gesamte Stromungsfeld verwendet. Messungen zeigen
jedoch, das insbesondere in Wandnéhe wesentlich groiere Werte auftreten [52]. His-
hida et. al. konnten in Wandnéhe eines turbulent mit Luft durchstromten Rohres
Werte fiir Pr; bis etwa 2 messen, was den iiblichen Ansatz einer konstanten Pr-Zahl
in Frage stellt. Diese Beobachtungen haben Abraham et. al. zum Anlass genommen,
geeignete Pry-Zahlen durch Abgleich von Simulationsergebnissen mit Literaturkorre-
lationen zu bestimmen [2]. Diese Anpassung erfolgt auf Basis einer voll ausgebildeten
inkompressiblen Rohrstromung mit einem Turbulenzgrad von 5 % und einem ebenen
Geschwindigkeitsprofil am Rohreintritt. Wie in [62] gezeigt, beeinflussen diese Effek-
te entscheidend, ob sich fiir den Re-Zahl Bereich von 2300 < Re < 10000 eine voll
ausgebildete turbulente Stromung im Rohr einstellt oder ob nach hinreichender Lauf-
lange die Stromung relaminarisiert. Mit den so gewahlten Randbedingungen wird
eine ausgebildete turbulente Stromung erreicht, deren Pr;,-Zahl Abraham derart an-
gepasst, dass fiir den Bereich von 2300 < Re < 3100 die Korrelation nach Churchill
[23] und dariiber die Korrelation von Gnielinski [36] méglichst genau durch das Mo-
dell wiedergeben wird. Die damit bestimmten turbulenten Prandtl-Zahlen gelten
sowohl fiir konstante Wandtemperaturen als auch konstanten Wandwérmestrome,
sind also unabhéngig von den gewahlten Randbedingungen.

Die so erhaltenen Pr,i-Werte sind als Funktion der Re-Zahl in Abb. 2.3 dargestellt.
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Abb. 2.3: Turbulente Prandtl-Zahl fiir Stromung in Kanélen. Die Werte (entnommen
aus [2]) wurden von Abraham et. al. so bestimmt, dass die Korrelationen aus der Li-
teratur fiir konstante Wandtemperatur und konstanten Wandwérmestrom moglichst
gut erfillt werden.

Bei Re = 2500 weist diese ein ausgeprigtes Maximum von Pr; = 1.5 auf, danach
fallen die Werte stark ab und laufen fiir grole Re-Zahlen gegen 1.05.

Auch wenn die Pri- Werte aus Korrelationen fiir die Rohrstromung abgeleitet wur-
den, sind diese generell fir dhnliche Stromungsprobleme anwendbar. Abraham et.
al. haben dieses Modell erfolgreich fiir einen ebenen Kanal mit gleichen, konstanten
Wandtemperaturen eingesetzt [1], weshalb die Werte auch hier verwendet werden.
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Kapitel 3

Numerische Losungsverfahren

3.1 Diskretisierung der allgemeinen Transportglei-
chung

Die im vorhergehenden Kapitel abgeleiteten Transportgleichungen stellen ein ge-
koppeltes, nichtlineares System partieller Differentialgleichungen zur allgemeinen
Beschreibung von Stromungen dar, das i.A. nur numerisch gelost werden kann. In
der Fluiddynamik hat sich dazu das Finite-Volumen-Verfahren etabliert, das (mit
geeigneter Diskretisierung der Flussterme) automatisch die Erhaltung aller GroBen
(Masse, Impuls, Energie und Turbulenzgrofen) im gesamten Stromungsgebiet ge-
wahrleistet. Ausgangspunkt dieses Verfahrens ist die allgemeine Transportgleichung
in Integralform, die unter Anwendung des Divergenzsatzes von Gauss direkt aus der
differentiellen Form nach GI. 2.5 folgt:

9 p¢dQ+/p¢X7-ﬁ-d8:/Fd,gjﬁ-dSJr/S(bdQ (3.1)

ot
Q S s Q

Zur numerischen Losung der Gleichung miissen die Volumen- und Oberflacheninte-
grale durch diskrete Ausdriicke fiir Gitterzellen gendhert werden. Die Werte von ¢
werden dabei im Zellmittelpunkt (Index “P*) bestimmt (siche Abb. 3.1), so dass die
Volumenintegrale im einfachsten Fall tiber die Mittelpunktsregel berechnet werden
koénnen:

/fdQ ~ fp-Q (3.2)
Q

In analoger Weise konnen auch die Oberflichenintegrale genédhert werden, wobei
hierfiir der Wert des Integranden f auf der Oberflachenmitte bendtigt wird:

/ fdS =~ fi- Sk (3.3)
S k

Das einfachste Interpolationsschema ist die Aufwinddiskretisierung erster Ordnung,
bei der der Wert des stromaufliegenden Zellmittelpunkts fiir die Zelloberflachen
angesetzt wird:

fe= fp (3.4)
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Abb. 3.1: Skizze des Kontrollvolumens um den Zellmittelpunkt P. Fur die Rénder
gilt im zweidimensionalen Fall k = n,e,s,w

Fiir die Flache “e* wird also bei Stromung von “P* nach “E*“ der Wert fp verwendet,
bei umgekehrter Stromungsrichtung der Wert fg. Dieses Verfahren ist numerisch
sehr stabil, allerdings entspricht der Fehlerterm dem eines diffusen Flusses, was zu
ungenauen Ergebnissen fithrt. Genauer (wenn auch numerisch weniger stabil) ist die
Diskretisierung zweiter Ordnung [8]:

fe=fp+Vfp -7 (3.5)

Der Vektor 7 ist dabei der Vektor vom Zellmittelpunkt zur Zelloberflache, fp be-
zieht sich wiederum auf die stromaufliegende Zelle. Dieses Verfahren erfordert die
Bestimmung des Gradienten V fp, der auch zur Berechnung der diffusiven Fliisse
benotigt wird. Dieser folgt aus dem Green-Gauss Theorem [§]:

Vip= QLP > e Sk (3.6)
k

Die Grofe fy, ist der Wert von f in der Mitte der Zelloberflache, der sich als Mittel-
wert der aus fp und dem Zellmittelpunktswert der benachbarten Zelle darstellt.
Fiir die Zeitableitung in Gl. 3.1 wird das implizite Verfahren nach Euler verwendet,
bei dem die zu integrierende Funktion G zum neuen Zeitpunkt n 4+ 1 ausgewertet
wird:
fn+1 _ fn B it

N =6 (3.7)
Angewendet auf die Navier-Stokes Gleichungen fiihrt diese Diskretisierung auf ein
nichtlineares Gleichungssystem, was fiir jeden Zeitschritt gelost werden muss. Im Ge-
gensatz zum expliziten Euler Verfahren, bei dem der Integrand G( f) zum bekannten
Zeitpunkt n ausgewertet wird und somit das Losen grofler Gleichungssysteme nicht

erforderlich ist, ist das implizite Verfahren auch fiir grofle Zeitschrittweiten stabil
[7].
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3.2 Losungsverfahren fiir die Navier-Stokes Glei-
chungen

Die Nichtlinearitat der linken Seite der Impulsgleichungen macht ein iteratives Lo-
sungsverfahren fiir diese erforderlich. Beim sequentiellen Losungsverfahren wird dazu
jede Impulsgleichung zur Bestimmung der jeweiligen Geschwindigkeitskomponente
verwendet; die anderen Groflen werden fiir diesen Iterationsschritt als gegeben be-
trachtet. Die diskretisierte Impulsgleichung ergibt sich durch Anwenden der Metho-
den aus dem vorherigen Abschnitt zu:

Ap-uip+ > Ap- i =Qu — Y _pi- Sk (3.8)
K k

Der Quellterm (@), fasst hierin alle Terme zusammen, die sich direkt aus u; be-
stimmen lassen. Die Geschwindigkeits- und Druckwerte werden jeweils fiir den Zell-
mittelpunkt bestimmt, so dass die Werte fiir den Druck auf den Zelloberflachen
interpoliert werden miissen.

Die Kontinuitatgleichung kann auf analoge Weise diskretisiert werden:

d prw-Si=0 (3.9)
k

Die Kontinuitatgleichung wird i.A. zur Bestimmung des Drucks verwendet. Dazu
wird die diskretisierte Impulsgleichung GIl. 3.8 in die diskrete Massenerhaltungs-
gleichung eingesetzt, woraus eine neue Bestimmungsgleichung fiir den Druck folgt.
Diese kann aufgrund der notwendigen Interpolation der Geschwindigkeiten auf die
Zelloberflache zu unphysikalischen Schwingungen im Druckfeld fithren, weshalb in
Fluent eine gewichtete Interpolation fiir den Massenstrom durch die Zelloberflache
verwendet wird:

Ai pui p + Ak pug.p
Aip+ Arp

(pwi)k = pr - + d¢(pi — pr) (3.10)

Die Funktion d; hingt vom Mittelwert der Koeffizienten A; und A ab, die genaue
Definition der in Fluent verwendeten Funktion ist nicht offengelegt [8].
Um die Erhaltungsgleichungen sequentiell zu 16sen, wird beim “SIMPLE®“- Algo-
rithmus der Druck p;, der zur Losung der Impulsgleichung eingesetzt wurde, nur als
provisorischer Druck betrachtet, zu dem noch eine Korrektur hinzu addiert werden
muss, um die Kontinuitatsgleichung zu erfiillen. Ebenso sind Geschwindigkeiten wu;
nur voriibergehende Werte, zu denen ebenfalls eine Korrektur hinzugefiigt werden
muss [69]:

pp =pp+Pp mit Ui p = U; p + U p (3.11)

Durch Einsetzen in Gl. 3.9 unter Beriicksichtigung von Gl. 3.10 folgt die Bestim-
mungsgleichung fir die Druckkorrektur p/», wobei die noch unbekannten Geschwin-
digkeitskorrekturen vernachlassigt werden [8]:

ap'p’:Zak'p;—i—Z(pui)z'Sk (3.12)
! !
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Mit bekannter Druckkorrektur folgen die Geschwindigkeitskorrekturen aus der dis-
kretisierten Impulsgleichung 3.8 unter Vernachlassigung des Quellterms (),,, und der
Fliisse von u} tiber die Grenzen des Kontrollvolumens:

1
=g > P S (3.13)

Zur korrekten Losung der Gleichungen miissen die Korrekturen auf ein vernachlés-
sigbares Mafl reduziert werden, was durch folgenden Losungsalgorithmus erreicht
werden kann:

1. Losen der Impulsgleichungen (Gl. 3.8) fiir jede Geschwindigkeitskomponente
u;. Der Druck wird aus der vorherigen Iterationsschleife iibernommen.

2. Aufstellen und Losen der Druckkorrekturgleichung 3.12.

3. Korrigieren des Drucks und der Geschwindigkeitskomponenten u; (Gl. 3.13,
Gl 3.11).

4. Losen der Turbulenzgleichungen zur Bestimmung der turbulenten Viskositat
und Wéarmeleitfahigkeit.

5. Uberpriifen der Konvergenz und Wiederholen von Schritt 1 bis 4, falls die
Korrekturen den vorgegeben Grenzwert noch nicht unterschritten haben.

Ein analoges Verfahren ist auch fiir instationare Stromungen moglich, wobei fiir
jeden Zeitschritt der Algorithmus durchlaufen werden muss.

3.3 Losungsverfahren fiir die Boltzmann Gleichung

Eine numerische Losung der Boltzmanngleichung kann grundsétzlich nach den sel-
ben Prinzipien erfolgen, wobei fiir praktische Rechnungen nahezu ausschliellich die
in Kap. 2.3 erlauterten Modelle fiir den Stofiterm verwendet werden. Eine effiziente
Art die resultierende Gleichung zu l6sen stellt die Methode der diskreten Geschwin-
digkeiten dar, die auch fir grofie Gasverdiinnungen anwendbar ist [21].

Hierfiir wird der molekulare Geschwindigkeitsraum &; durch die Wahl geeigneter Ge-
schwindigkeitspunkte diskretisiert. Damit ergibt sich fiir jeden diskreten Geschwin-
digkeitsvektor & = (&wiy Eyiy E20)T aus Gl 2.23 eine partielle Differentialgleichung, die
mit den oben erlauterten Methoden numerisch gelost werden kann. Mit den bekann-
ten, diskreten Werten von f(Z, {:) konnen die Momentengleichungen gelost werden,
um die makroskopischen Stromungsgrofien zu bestimmen. Da die Modelle im Allge-
meinen nichtlinear sind, ist wiederum ein iteratives Vorgehen notwendig [86].

Die Wahl der Geschwindigkeitsstiitztstellen ist prinzipiell beliebig. Zur Losung der
Momentengleichungen muss die Verteilungsfunktion jedoch tiber den gesamten Ge-
schwindigkeitsraum von [—oco, +00] integriert werden, was die Verwendung des Gauss-
Hermite Integrationsschematas nahelegt. Die molekularen Geschwindigkeitsstiitz-
stellen sind hierin iiber die festen Stiitzstellen des Integrationsschemas festgelegt.
Eine zusétzliches Herausforderung stellen Diskontinuitdten in der Verteilungsfunk-
tion an den Wéanden dar, die fiir die Losung der Momentengleichungen beriicksichtigt
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werden miissen. Ein effizienter Weg zur Losung dieses Problems ist die Aufteilung des
Geschwindigkeitsraumes in [—00, 0) und [0, +-00] mit entsprechender Gauss-Hermite
Integration [32].
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Kapitel 4

Inkompressible Spaltstromung

4.1 Grundlagen

Wie in Kapitel 1.7 beschrieben wird zur systematischen Untersuchung zuerst die
inkompressible Durchstréomung des in Abb. 1.13 dargestellten Spaltes untersucht.
Bei der hier gegebenen Problemstellung wird das Fluid aus dem Ruhezustand zum
Spalteintritt hin beschleunigt und tritt mit dem in Abb. 4.1 qualitativ skizzierten
Geschwindigkeitsprofil in den Spalt ein. Infolge der Reibung an der Wand und inner-
halb des Fluids werden bei der weiteren Durchstromung die wandnahen Fluidschich-
ten abgebremst, wiahrend die Stromung in der Nahe der Mittelline zur Wahrung der
Kontinuitat beschleunigt wird. Nach einer bestimmten Lauflinge Lj,q hat das Ge-
schwindigkeitsprofil die in Abb. 4.1 dargestellte Form und &ndert sich im weiteren
Verlauf der Durchstromung nicht mehr. Dieser Zustand, der durch das Gleichge-
wicht zwischen Reibungskriften an den Wanden und Druckkraften gekennzeichnet
ist, wird in der Literatur als “voll ausgebildete Stromung® bezeichnet. Fiir die Be-
rechnung des voll ausgebildeten Geschwindigkeitsprofils werden die Impulsgleichung
in x- und y-Richtung fiir inkompressible, laminare Stromung herangezogen:

ou  Ou op v *u
u%‘l—va—y——a—x'f—n(@‘i‘a—yz) (41)

@_‘_ @ — _@4_ @4_@ (4 2)
Yor Uay Oy T\ 922 oy? '

Fir die voll ausgebildete Stromung adndern sich die Stromungsgeschwindigkeiten
nicht mehr mit der Laufkoordinate x, d.h. % = 0 und % = 0. Zusatzlich ist die
Stromung parallel zu den Wénden gerichtet; fiir die vertikalen Geschwindigkeits-
komponenten gilt also v = 0. Damit vereinfachen sich die Impulsgleichungen zu:

op 0%u
or - o (4.3)
_g_]; —0 (4.4)

Aus der y-Impulsgleichung folgt sofort, dass der Druck iiber der Spalthohe konstant
ist. Um das Geschwindigkeitsprofil zu bestimmen, muss noch die x-Impulsgleichung
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Abb. 4.1: Schematische Darstellung des Geschwindigkeitprofils in einer inkompres-
siblen, laminaren Spaltstromung. Bis zur Laufkoordinate Ly,q dndert sich das Profil
mit der Lauflinge, danach ist die Stromung voll ausgebildet. Das Kontrollvolumen
KV liegt im Einlaufbereich, das Kontrollvolumen KV, in der voll ausgebildeten
Stromung. Fiir die Bestimmung der Gesamtverluste wird das Kontrollvolumen KV,
verwendet, das sich von x = 0 bis zur Stelle x erstreckt.

unter Beriicksichtigung der Haftbedingung an den Wénden zweimal integriert wer-

den:

Das Geschwindigkeitsprofil ist folglich eine Parabel und wurde von G. Hagen und
J. Poiseuille erstmals im Jahr 1846 angegeben. Aus der obigen Gleichung kann die
mittlere Stromungsgeschwindigkeit u,,, berechnet werden, die sich fiir inkompressible
Stromung als flichengemittelter Wert der Geschwindigkeitsverteilung darstellt:

h/2 ,
1 h* Op
1 __mvop 4.
U = 4 / u(y)dy 127 92 (4.6)
—h/2

Unter Beriicksichtigung der mittleren Stromungsgeschwindigkeit u,, kann die Ge-
schwindigkeitsverteilung Gl. 4.5 umgeschrieben werden:

usal) = 5 -, [1 - (h%” (47)

Die maximale Geschwindigkeit tritt also in der Spaltmitte auf und betragt das 1.5-
fache der mittleren Stromungsgeschwindigkeit.
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4.2 Anwendung des Impulssatzes

Zur Quantifizierung des Spaltmassenstroms wird der Impulssatz angewendet, der
sich fiir stationdre Stromungen allgemein wie folgt darstellt [78]:

/pV(V%}M:E:ﬂ (4.8)

KF

Der Vektor 7 bezeichnet dabei die nach auflen gerichtete Fléchennormale, F4 die
von auflen auf das Kontrollvolumen wirkenden Kréafte. Auf das in Abb. 4.1 darge-
stellte Kontrollvolumen K'V; wirken neben dem Impulsfluss iiber die Ein- und Aus-
trittsfliche noch die Druckkrifte an den beiden vertikalen Seiten sowie die Wand-
schubspannungen als duflere Kréfte. Die Anwendung des Impulssatzes auf dieses
Kontrollvolumen liefert folgende Beziehung;:

h/2 h/2 h/2
/p-u2(fv+dw,y)-dy—/ p-u2(x,y)-dy=—(To+m)-dﬂ:+/[p($7y)—p(w+dw,y)]-dy
—h/2 “hy2 —h/2

(4.9)
Zu beachten ist, dass in einer dichtebestdandigen Stromung zwar die mittlere Ge-
schwindigkeit nach GIl. 4.6 konstant ist, sich jedoch, wie in Abb. 4.1 skizziert, die
Form des Geschwindigkeitsprofils im Einflaufbereich des Spaltes dndert. Die linke
Seite der Gleichung ist in diesem Bereich also ungleich Null. Fiir das Kontrollvo-
lumen KV, das im Bereich der voll ausgebildeten Stromung liegt, heben sich die
beiden konvektiven Terme auf, d.h. in diesem Bereich stehen die Wandschubspan-
nungen mit den Druckkraften im Gleichgewicht.
Zur Vereinfachung werden zunéchst einige zweckmafige Grofien eingefiihrt, bevor in
Abschnitt 4.2.4 die Impulsgleichung weitergehend analysiert wird.

4.2.1 Flachengemittelter Druck

Zur Berechnung der Integrale tiber den Druck (zweiter Term auf der rechten Seite
der Gl. 4.9) wird vereinfachend der flichengemittelte Druck p,, definiert:

h/2

pul0) = [ pla)dy (1.10)
—h)2

4.2.2 Dimensionsanalyse der Wandschubspannung

Allgemein gilt fiir eine Stromung langs einer Wand folgender Zusammenhang zwi-
schen Wandschubspannung und Geschwindigkeitsgradient:

Tw =1 =— | (4.11)

Zur dimensionslosen Darstellung der Wandschubspannung wird w,, nach G1.4.6 als
Bezugsgeschwindigkeit, der mit u,, gebildete Staudruck p/2 - u?, als Referenzdruck
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und der hydraulische Durchmesser D), als Langenmafistab verwendet. Damit ergibt

sich:
Tw 1 wu,du 2n  du

- p/2 - u2, - np/Q-U%D_hd_g o = PUm Dy, dij o

Unter Beriicksichtigung der Reynoldschen Zahl (Gl. 1.5) vereinfacht sich die obige
Gleichung zu:

Tw

(4.12)

_ Tw 2 du | c
Tw = = —-— = — =
p/2u?,  Redy ™ Re

f/4 (4.13)

Die dimensionslose Wandschubspannung f einer viskosen Stromung mit konstanten
Stoffwerten ist also nur von der Re-Zahl des Problems abhéngig (siehe auch Kap.
2.4). Fiir die voll ausgebildete laminare Stromung ist das Geschwindigkeitsprofil un-
abhéngig von der Re-Zahl, der dimensionslose Geschwindigkeitsgradient z—g |, und
damit c ist also eine Konstante. Fiir voll ausgebildete turbulente Stromungen hin-
gegen ist das dimensionslose Geschwindigkeitsprofil von der Re-Zahl der Stromung
abhangig, ¢ ist demnach ebenfalls eine Funktion der Re-Zahl. Analoges gilt fiir sich
mit der Laufkoordinate andernde Geschwindigkeitsprofile wie im Einlaufbereich des
Kanals.

Das Vierfache der dimensionslosen Wandschubspannung 7, ist in der Literatur als
Reibwert oder Darcy-Weisbach-Reibwert f bekannt !, das Produkt aus Reynoldszahl
und Wandschubspannung wird als “Poiseuille-Zahl® bezeichnet:

Po=f-Re=4-c (4.14)

Fir die voll ausgebildete laminare Stromung ist die Poiseuille-Zahl konstant und
kann aus dem Geschwindigkeitsprofil Gl. 4.7 analytisch bestimmt werden. Die Rech-
nung liefert einen Poiseuille-Wert von Po = 96, d.h. das Widerstandsgesetz fiir die
laminare Spaltstromung lautet:

fra= 4 (4.15)

Fir andere Kanalquerschnittformen ergeben sich andere Werte fiir die voll aus-
gebildete Poiseuille-Zahl, fiir den bekannten Fall der laminaren Rohrstromung ist
Po = 64 (siehe z.B. [78]).

4.2.3 Impulsflussfaktor

Die beiden Terme auf der linken Seite der Impulsgleichnung GI. 4.9 stellen den kon-
vektiv iber das Kontrollvolumen transportierten Impulsfluss dar. Zur Beschreibung
hierfir wird der Impulsflussfaktor definiert:

h/2
1 1
Kp=-— cu?d 4.16
thm‘u?n/puy (4.16)
—h/2

!Hinweis: In der Literatur wird neben dem Reibwert nach Darcy auch der Reibwert nach Fanning
verwendet, der auf den hydraulischen Radius von r, = Dp/4 bezogen ist. Der Reibwert nach
Fanning ist also 1/4 des Reibwertes nach Darcy. Siehe auch [80].
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Der Impulsflussfaktor beschreibt den auf die mittlere Dichte p,, und mittlere Ge-
schwindigkeit u,, bezogenen Impulsfluss iiber den Ein- bzw. Ausstromrand des Kon-
trollvolumens. Im Gegensatz zu der in der Literatur [80] vorgeschlagenen Definition
bezieht dieser die Dichte mit in den Impulsfluss ein. Fiir inkompressible Stromung
ist das unerheblich, da die Dichte konstant ist und damit aus der Definition heraus-
gekiirzt werden kann. Fiir kompressible Stromungen, die spater in Kap. 6 behandelt
werden, muss die Dichtednderung iiber der Spalthohe berticksichtigt werden, wes-
halb an dieser Stelle bereits die allgemeine Definition eingefithrt wird.

Fiir die voll ausgebildete, laminare Stromung kann mit dem Geschwindigkeitsprofil
nach Gl. 4.7 die Integration ausgefiihrt werden, das Ergebnis lautet:

5
Kpji=g=12 (4.17)

4.2.4 Scheinbarer Reibwert

Durch Einsetzen der in den drei vorherigen Abschnitten beschriebenen Gréflen in
die Impulsgleichung folgt:

—puZ,-h-Kp(x)+pu,-h-Kp(x+dr) = —gu%g-dx—l—(p(x) —p(z +dx))-h (4.18)
Im Folgenden werden alle Grofien als die entsprechenden Mittelwerte iiber der Spalt-
hohe verstanden, der Index m wird der Ubersichtlichkeit halber weggelassen. Nach
Einfiihren des hydraulischen Durchmessers und der Gréflen

dp = p(x + dx) — p(z) dK4y = Kp(z +dz) — Kp(x) (4.19)
ergibt sich nach einigen Umformungen:
dx dp
2-dKp=—f+-— — 4.20
Fir den Druckverlust der Stromung folgt:
dp dx
——=—1(2-dK C— 4.21
p/2 - u? ( ptf Dh) (420

Die Wandreibung und die Anderung des Geschwindigkeitsprofils fithren also zu einer
Druckabnahme entlang des Stromungsweges. Beide Effekte werden in der Literatur
haufig zu einem scheinbaren Reibwert f,,, zusammengefasst [80]:

dp dx

- = 4.22
p/2 . u2 f pp Dh ( )
Der scheinbare Reibwert berechnet sich zu:
D
Japp =2~ d_:: -dKp + f (4.23)

Fiir die voll ausgebildete Stromung entspricht der scheinbare Reibwert dem Reibwert
nach Gl. 4.15 und damit der Wandschubspannung. Im Einlaufbereich ist die tatsach-
liche Wandreibung aufgrund des sich entwickelnden Geschwindigkeitprofils grofer,
d.h. f > fsq. Fiir den scheinbaren Reibwert wird die Anderung der Form des Ge-
schwindigkeitsprofils als zusétzliche, scheinbare Wandschubspannung interpretiert,
auch wenn diese eine andere physikalische Ursache hat. Der scheinbare Reibwert
erfasst also alle auftretenden Verluste, wobei die Beziehung f,,, > f > fsa gilt.
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4.2.5 Inkrementeller Druckverlust

Um den Gesamtdruckverlust vom Spalteintritt bis zur Stelle x im Spalt zu bestim-
men, muss Gl. 4.22 von x = 0 bis z integriert werden:

p o5 1
Ap = _§u2D_h : /fapp-dx (4.24)
0

Der scheinbare Reibwert ist nur im Bereich des Spalteinlaufes grofler als der voll
ausgebildete Reibwert nach Gl. 4.15, es ist daher zweckméafBig, das Integral auf der
rechten Seite in zwei Teile aufzuspalten:

T

Ap = —gu2 (ffd oot K(x)) (4.25)

Der erste Term auf der rechten Seite reprasentiert den Druckverlust, hervorgeru-
fen durch die ausgebildete Stromung; der zweite Term K (x) beschreibt integral die
iiber den Druckverlust der ausgebildeten Stromung entstehenden Zusatzverluste der
Einlaufstromung und ist in der Literatur als “inkrementeller Druckverlustfaktor® be-
kannt [80]. Durch Vergleich von Gl. 4.24 und 4.25 folgt die Bestimmungsgleichung
fur K(z):

K(z) = —2P

x 1 x

§u2 _ffd'D_h:D_hO/fapp'dx_ffd'D_h (4'26)
Der Druckverlust entlang der Stromungsldnge ist im Vorgriff auf die Ergebnisse aus
Abschnitt 4.6 qualitativ in Abb. 4.2 skizziert. Die Wandreibung und die Form des
Geschwindigkeitsprofils dndert sich ab dem Punkt x = Ljyq nicht mehr. Ab dort
verschwinden demnach die Zusatzverluste, der tatsachliche Druckverlust verlauft
parallel zum dem iiber die voll ausgebildete Stréomung berechneten Druckverlust
nach Gl. 4.15. Der inkrementelle Druckverlust K ist in der ausgebildeten Stromung
eine Konstante, die integral alle Zusatzverluste bis © = L, zusammenfasst.

Der Verlauf und die Gréfle von K héngt wesentlich von der Art der Einstromung
in den Spalt ab. Fiir den in der Literatur hdufig untersuchten Fall eines rechtecki-
gen Geschwindigkeitsprofils am Spalteintritt steigt K von Null monoton auf den
konstanten Wert K(Ly,q) an (siche Erlauterungen in Kap. 1.5). In dem hier unter-
suchten Fall tritt die Stromung ungerichtet in den Spalt ein; unmittelbar hinter der
scharfen Einlasskante an der oberen Spaltberandung bildet sich eine Abloseblase aus,
die relativ grofle vertikale Geschwindigkeitskomponenten erzeugt. Mit dem Anlegen
der Stromung an die Wande werden diese vertikalen Geschwindigkeitskomponenten
wesentlich reduziert. In der Abloseblase ist der Betrag der Geschwindigkeit relativ
hoch, was zu einem verhéltnisméaflig groflen statischen Druckabfall fithrt. Nach Ab-
bau der vertikalen Geschwindigkeitskomponenten wird die kinetische Energie der
Stromung reduziert; der statische Druck steigt wieder an, was zu dem in Abb. 4.2
qualitativ dargestellten Verlauf von K iiber der Stromungslange fiihrt.

4.2.6 Verluste in der Zustromung

Zur Bestimmung des Spaltmassenstroms wird zur Losung von GIl. 4.22 noch der
Druck p;, am Spalteintritt benotigt. Dieser ist vom Ruhedruck pg; in grofler Entfer-
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Abb. 4.2: Qualitative Darstellung des Druckverlustes in einer inkompressiblen Spalt-
stromung.

nung vom Spalt verschieden, da die Stromung beschleunigt werden muss, was einen
Abfall des statischen Drucks zur Folge hat. Fiir den Idealfall einer reibungsfreien,
gerichteten Stromung kann der Satz von Bernoulli angewendet werden:

Dinjideal = Po,1 — guz (4.27)

Fiir eine reale Stromung ist der Druck am Spalteintritt jedoch geringer, da zwei
zusétzliche Verlustmechanismen auftreten:

1. Die Stromung ist im Spalteintritt nicht parallel zu den Wanden gerichtet und
enthélt vertikale Stromungskomponenten (siche Abb. 4.2) die eine weitere Ab-
senkung des statischen Druckes notwendig machen.

2. Die Zustromung ist reibungsbehaftet; die dadurch entstehenden Verluste be-
wirken ebenfalls einen Abfall des statischen Drucks.

Zur Beschreibung beider Effekte wird der Einstromdruckverlustkoeffizient definiert,
der die auf den mittleren Staudruck bezogene Druckdifferenz zwischen dem idealen
und realem Eintrittsdruck beschreibt:

Dinideal — Din,real
K. = % (4.28)
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4.3 Berechnung des Spaltmassenstromes fiir in-
kompressible Stromung

Mit Kenntnis aller fiir die inkompressible Spaltstromung relevanten Verlustgrofien
kann fiir gegebene Ruhedriicke pg ; und pg 2 der Spaltmassenstrom berechnet werden.
Dazu wird angenommen, dass der Druck am Spaltaustritt dem Ruhedruck pg o hinter
dem Spalt entspricht. Der statische Ruhedruckverlust iiber den Spalt folgt direkt aus
Gl. 4.25:

L
Pin — Po2 = B2 fra- = +K(L) (4.29)
2 Dy,
Der Druck p;, wird aus dem Einstromdruckverlust bestimmt:
_ P 2
Pin = Po1 = 5U (1+ K.) (4.30)

Durch Einsetzen ergibt sich folgende Beziehung zwischen den Ruhedriicken pg 1, po 2
und der mittleren Stromungsgeschwindigkeit:

L
Po,1 — Po2 = qu (fde—h + K(L)+ K. + 1) (4.31)

Mit Bestimmung der mittleren Stromungsgeschwindigkeit aus der obigen Gleichung
kann der Massenstrom berechnet werden:

2. 0. _
m=b-h- — (Po1 = Po2) (4.32)
frap- + 14+ K(L) + K.

4.4 Dimensionsanalyse der hydrodynamischen Ein-
laufstromung

Bevor auf die Berechnung der benotigten Verlustgrofien eingegangen wird, werden
zur Vereinfachung die Erhaltungsgleichungen fiir die hydrodynamische Einlaufstro-
mung analysiert. Bei den hier untersuchten Spalten zwischen zwei konzentrischen Zy-
lindern ist es sinnvoll, die Gleichungen dimensionslos in Zylinderkoordinaten (7, 6, 2)
zu schreiben, wobei die z- Koordinate in Durchstromungsrichtung orientiert ist. Als
Bezugsgrofien dient wieder der hydraulische Durchmesser D, als Langenmafistab, die
mittlere Geschwindigkeit u als Bezugsgeschwindigkeit und der doppelte Staudruck
p-u? als Referenz fiir den Druck. Die dimensionslosen Impulsgleichungen lauten [81]:

o Impulsgleichung radial:

00y | GO U’ O
“or TTF o0 7 "oz

_3_15+L§ 10(7 - 4y) +l62m_gadg+82@
or  Re |OoF \7 OF 72002 7200 @ 072

(4.33)



4.4. Dimensionsanalyse der hydrodynamischen Einlaufstromung 67

o Impulsgleichung tangential:
_Oupg  upOuy Uty _ Ouy
Yok T a0 T TF Tz
10p 1 [0 [10(F-1y) 1 0%y 2 0u, O%uy
S T e (a0 [ = 4.34
700 " Re [877 (F T R R =

o Impulsgleichung axial:

op 1 [10 [_0Ou, 1 0%u, O%u,
~ % Re {_a_ ( 8?) TEae T azz] (4:35)

Die Impulsgleichungen kénnen fiir die in Abb. 4.1 skizzierten Stromungsverhéltnisse
vereinfacht werden. Dazu werden folgende Annahmen getroffen:

 Die Stromung ist symmetrisch beziiglich der Rotationsachse (z-Achse):

0 02
-0 a0

o Das in Abb. 4.1 skizzierte Stromungsbild ldsst erwarten, dass auch im Ein-
lassbereich die horizontalen Stromungskomponenten wesentlich grofler als die
vertikalen Stromungskomponenten sind, d.h. u, << u,. Zur Vereinfachung
wird daher die vertikale Stromungskomponente w, vernachléssigt:

U, =~ 0

o Ferner legt das Stromungsbild nahe, dass die Reibung in radialer Richtung
dominant ist, die Beitrdge der Reibung in axialer Richtung sind dem gegeniiber
unbedeutend und konnen vernachlassigt werden:

1 [0y - 1[0 (10 - u)
Re | 072 Re |OF \7 OF

1 [Pu] 1710 (04
Re | 972 Rre |7or \" or

Mit den obigen Annahmen lauten die vereinfachten Impulsgleichungen:

o°  Op

= = 5 (4.36)
Cup 1[0 (106 )
w5 = welo (o)) 437)

_oa, 9 1 [19 (_ou
SR A G ) e
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Die resultierende Impulsgleichung in radialer Richtung ist mit den getroffenen Ver-
einfachungen von den beiden anderen Impulsgleichungen entkoppelt. Der Druck iiber
der Spalthohe wird nur von der tangentialen Geschwindigkeitskomponente und da-
mit durch die Zentripetalkraft bestimmt. Fir den Sonderfall des ruhenden Rotors
ist der Druck iiber der Spalthohe folglich konstant.

Die Impulsgleichungen in tangentialer und radialer Richtung sind iiber die Geschwin-
digkeitskomponente u, miteinander gekoppelt, was grundséatzlich einen Einfluss der
Rotordrehung auf die Spaltdurchstromung erwarten lasst. Die Gleichungen lassen
sich durch Einfithrung der hydrodynamischen Laufkoordinate z* noch weiter ver-
einfachen, die wie folgt definiert ist:

+ z z

:EZD;Z~R6

(4.39)

Damit lautet die vereinfachte Impulsgleichung in tangentialer und axialer Richtung:

w0 (1007 )

Yo T or (r or ) (4.40)
Cow.  op 10 [ 0w

Yo T o ror (r 8r) (4.41)

Mit der so definierten Laufkoordinate z* enthalten die Gleichungen nicht mehr die
Reynoldszahl als Parameter. Die einzig verbleibenden Parameter der vereinfach-
ten Erhaltungsgleichungen sind die dimensionslose Wandgeschwindigkeitsrandbedin-
gung der Rotordrehung und der dimensionslose Rotorradius:

Wrot * TRot ’ fRot _ T'Rot (442)

UQ,Rot - U T=Trot Dh

Es ist daher zu erwarten, dass die Groflen K und f,,, unabhangig von der Re-Zahl
des Problems sind und sich lediglich als Funktion von z* (bzw. ™ fiir den ebenen
Fall) und den dimensionslosen Rotorrandbedingungen darstellen. Die vorgenomme-
nen vereinfachenden Annahmen sind jedoch fiir den hier vorliegenden Fall kritisch
zu priifen, in Abschnitt 4.6 wird dazu die Grofie K (x) der ebenen Spaltstromung
fiir einen weiten Bereich von Re-Zahlen untersucht. Der Einfluss der Rotordrehung
auf K (2", Ug rot, Trot) erfolgt spéter in Abschnitt 4.6.1.

An dieser Stelle sei angemerkt, dass die parameterfreie Darstellung der Erhaltungs-
gleichungen nur fiir laminare Stromung moglich ist. Fiir turbulente Stromungen tritt
zusatzlich die turbulente Viskositét 7, in den Impulsgleichungen auf, die sich allge-
mein als Funktion der Reynoldszahl darstellt (sieche Kap. 2.5). Aus Griinden der
Vergleichbarkeit werden die Ergebnisse der turbulenten Stromung dennoch tiber ™
darstellt, es ist im Gegensatz zur laminaren Stréomung allerdings ein deutlicher Ein-
fluss der Re-Zahl zu erwarten.

Fir die voll ausgebildete Stromung gelten die zur Vereinfachung der Gleichungen
gemachten Annahmen exakt (siehe Absch. 4.1), dartiber hinaus dndert sich die Stro-
mung nicht mehr mit der Laufkoordinate z*, es gilt a% = (. Die Impulsgleichungen
GIl. 4.40 und 4.41 sind unter diesen Bedingungen voneinander entkoppelt. Das voll
ausgebildete Geschwindigkeitsprofil in axialer Richtung entspricht dem der ebenen



4.5. Numerische Berechnung der Verlustgrofen 69

Spaltstromung nach Gl. 4.5, das Geschwindigkeitsprofil in tangentialer Richtung
kann durch Integration aus Gl. 4.40 bestimmt werden, was die bekannte Couette-
Stromung zwischen zwei koaxialen Zylindern ergibt:

Ug, fd = Ug,Rot (1 + 2T Rot — 27:) far Thot T < TRot + 1/2 (4.43)

In der voll ausgebildeten laminaren Stromung tiberlagern sich beide Stromungsvor-
gange ungestort. Fir die turbulente Stromung ist dies nicht der Fall, da wie in Kap.
4.6.1 beschrieben, durch Uberschreiten einer der kritischen Re-Zahlen Turbulenz
erzeugt wird, die beide Stromungsvorgange beeinflusst.

4.5 Numerische Berechnung der Verlustgrofien

Fiir die Bestimmung der Verlustgrofien K und K. werden die vollstdndigen Impul-
serhaltungsgleichungen Gl. 4.33 - 4.35, die Kontinuitatgleichung und die Turbulenz-
gleichungen gelost, was nur numerisch mit den in Kap. 3 beschriebenen Methoden
ausgefiihrt werden kann. Als Stromungsraum wird die in Abb. 1.13 skizzierte Geome-
trie verwendet. Die Abmessungen des Stromungsraumes sind dabei so grof3 gewéhlt,
dass dessen Ausdehnung keinen Einfluss auf das Ergebnis hat. An den Réndern des
Stromungsraumes werden entsprechend Einlass-, Auslass- und Wandrandbedingun-
gen vorgegeben, die im Folgenden erlautert werden.

Einlassrandbedingung

Fir die Impulsgleichungen wird der Totaldruck und die Richtung des Geschwin-
digkeitsvektors am Rand vorgeben. Der resultierende statische Druck wird unter
Annahme einer verlustfreien Stromung berechnet, im inkompressiblen Fall also nach
der Bernoulli-Beziehung (pso; = p + p/2 - V?). Da aufgrund der gewihlten Domain-
grofle die Stromungsgeschwindigkeit an den Réndern sehr gering ist, entspricht der
Totaldruck praktisch dem statischen Druck. Die Berechnung des Betrages der Ge-
schwindigkeit erfolgt durch Extrapolation aus dem Inneren des Stromungsraumes,
als Stromungsrichtung wird die Normale zum Rand verwendet.

Fir die Turbulenzmodellierung miissen weitere Annahmen {iber den Stromungszu-
stand an den Randern getroffen werden, um geeignete Randbedingungen fiir die vier
turbulenten Grolen k, w, 7, Rey vorgeben zu konnen. Eine iibliche Angabe zur Be-
stimmung geeigneter turbulenter Randbedingungen ist die eines Turbulenzgrades,
der wie folgt definiert ist [67]:

U = é\/l <(u1/)2 + (U”)Q + (w//)2> (444)
E

Der Turbulenzgrad beschreibt das Verhéltnis der Quadratwurzeln der gemittel-
ten turbulenten Schwankungen zur Hauptstromungsgeschwindigkeit |‘7| Generelle
Empfehlungen fiir den Turbulenzgrad an Einlassflichen geben einen Wert von 1%
fir sehr turbulenzarme Einstromung und bis zu 10% fir stark turbulente Stromung
vor. Da in den Experimenten die Einstromung aus einem in Relation zum Spalt gese-
hen grofien Rezipienten erfolgt und dementsprechend das Gas an den Einlassflachen
nahezu in Ruhe ist, wird fiir die hier durchgefithrten Rechnungen ein Turbulenzgrad
von 1% angesetzt.
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Aus der Definition der turbulenten kinetischen Energie k (siche Gl. 2.54) ergibt sich
direkt die Relation zum Turbulenzgrad:

k= ; (171 -Tu>2 (4.45)

Zur Bestimmung geeigneter Randbedingungen fiir die turbulente Dissipationsrate
kann aus der Bestimmungsgleichung fiir die turbulente Viskositat des & —w Modells
(Gl. 2.60) ein Zusammenhang zwischen w und dem Verhéltnis der turbulenten zur
molekularen Viskositat hergeleitet werden:

ook )k (”—) (4.46)

Ur AN

Um w zu bestimmen, muss noch eine geeignete Annahme fiir das turbulente Visko-
sitdtsverhéltnis 7, /n angegeben werden. Geringe Werte fiir 7, /n fithren nach obiger
Gleichung zu einer groflen Dissipationsrate und damit zu einem schnellen Abklin-
gen der turbulenten Energie von den Einstromriandern. Allgemeinen Empfehlungen
geben Werte zwischen 1 und 10 fur 7, /n an [8], fiir die hier simulierte Einstromung
nahe des Ruhezustandes konnen noch wesentlich kleinere Werte verwendet werden.
Die Randwerte fiir die Intermittenz v werden am Einlass direkt angegeben. Der
Empfehlung von Menter [59] zufolge sollte v = 1 als Vorgabe am Einlass gemacht
werden. Diese Angabe bezieht sich auf eine ausgepriagte Anstréomung, wie sie iibli-
cherweise in der Berechnung von Turbomaschinen zu finden ist. In dem hier vorlie-
genden Fall ist das Gas am Einstromrand nahezu in Ruhe, die Vorgabe einer aktiven
Turbulenzproduktion mit v = 1 erscheint deswegen fragwiirdig. Der Einfluss der In-
termittenzrandbedingung auf die Ergebnisse wird aufgrund dieser Unsicherheit spé-
ter in Abschnitt 4.7.1 untersucht. Dabei wird eine praktisch laminare Einstromung
mit v = 0 und 7,;/n = 0.1 im Vergleich zu einer schwach turbulenten Einstrom-
randbedingung mit v = 1 und 7;/n = 1 untersucht. Das im zweiten Fall erhohte
Viskositédtsverhéaltnis soll ein iiberméafig schnelles Abklingen der turbulenten Ein-
stromgrofen verhindern.

Die Randbedingung fiir die Impulsverlust-Reynoldszahl Rey kann aus dem Tur-
bulenzgrad unter Berticksichtigung des empirischen Transitionsmodells abgeleitet
werden [59)].

Auslassrandbedingung

An den Ausstromrandern wird der statische Druck vorgeschrieben, die Geschwindig-
keiten werden aus dem Inneren des Stromungsfelds extrapoliert, wobei der Gradient
zur Randnormalen gleich Null gesetzt wird (a% |l»=0). Die Bestimmung der turbu-
lenten Groflen auf den Ausstromréandern erfolgt in analoger Weise.

Sollte sich am Druckauslass lokal eine Stromung in den Stromungsraum hinein ein-
stellen, so wird der vorgeschriebene Druck als Totaldruck interpretiert und ferner
angenommen, dass die Einstrémung normal zum Rand erfolgt (siche Einlassrandbe-
dingung). Die Randbedingungen fiir die turbulenten Gréfien werden in einem solchen
Fall identisch zu denen der Einstromung gesetzt.
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Wandrandbedingung

An allen Wénden wird fiir die Geschwindigkeitskomponenten die Haftbedingung
(17 = Vwand) verwendet. Fiir die Gehduseberandung ist die Geschwindigkeit in jedem
Fall Null, fiir den Rotor entspricht diese der sich aus der Rotordrehung ergebenden
Oberflachengeschwindigkeit (ug = r-wpge ). Die Bestimmung des Drucks an der Wand
erfolgt durch Extrapolation aus dem Stromungsfeld.

Da wie in Kap. 2.5.2 erlautert keine Wandfunktion eingesetzt wird, miissen fiir
alle vier turbulenten Gréflen die Randbedingungen explizit vorgeben werden. An
der Wand verschwinden die turbulenten Bewegungen; fiir die turbulente kinetische
Energie gilt daher k& = 0. Die turbulente Frequenz w = €/k lauft gegen unendlich an
der Wand, fiir den wandnéchsten Kontrollpunkt wird eine hyperbolische Verteilung
angesetzt [8]:

6 T,
cwt mit w™ =min <2500, —) Jut = = 4.47
AT Pl

Fiir die Intermittenz und die Impulsverlust-Reynoldszahl wird ein verschwindender
Fluss an der Wand angegeben, d.h. 6% ln=0 [59].

Um die laminare Unterschicht ausreichend genau aufzulosen, wird fiir den wand-
nachsten Kontrollpunkt ein Wert von y* = % ~ 1 eingehalten.

Bestimmung geeigneter Randbedingungen

Da das eingesetzte CFD-Programm Fluent die Eingabe dimensionsbehafteter Rand-
bedingungen erfordert, miissen diese so abgeschétzt werden, dass sich im Spalt die
gewiinschte Re-Zahl einstellt. Geeignete Randbedingungen konnen unter vereinfa-
chenden Annahmen aus dem Impulssatz Gl. 4.31 abgeschétzt werden. Dazu wird der
Ausdruck K (L) + K. = £ nach Angabe in [78] pauschal mit & = 1.12 abgeschatzt.
Fiir gegebene Geometrie, Viskositat des Fluids und Druckdifferenz kann die Re-Zahl
iiber die Vorgabe der Dichte eingestellt werden:

R62 . 7]2
2- (p0,1 - po,z) . D;%

p= [ffd : Di + & + 1] (4.48)
h

Die Werte fiir Viskositat, hydraulischem Durchmesser und Druckdifferenz konnen be-
liebig gewéhlt werden, weil fiir inkompressible Stromungen die Reynolds-Ahnlichkeit
gilt und die Ergebnisse nur in dimensionsloser Form ausgewertet werden. Da die
korrekten Werte fir K(L) und K, im Vorfeld nicht bekannt sind und sich erst aus
der Losung ergeben, werden mit der Abschatzung die gewiinschten Re-Zahlen nicht
genau getroffen. Die Ergebnisse zeigen, dass die Abweichung im laminaren bzw.
turbulenten Bereich etwa 2-10% betragt, im laminar-turbulenten Ubergangsbereich
konnen die Abweichungen wesentlich groffer werden, da das Transitionsverhalten nur
schwer abgeschétzt werden kann.

Die Spalttiefe wird dabei so gewéhlt, dass die Einlauflinge sich etwa iiber die halbe
Spalttiefe erstreckt. Dadurch wird sichergestellt, dass die Einlaufverluste einen signi-
fikanten Einfluss auf das Ergebnis haben und durch ausreichend viele Gitterzellen
aufgelost werden. Erste Rechnungen ergaben eine hydrodynamische Einlauflange
fiir laminare Stromung von Lﬁyd ~ 0.015, so dass Spalttiefen von ca. L™ =~ 0.03
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Abb. 4.3: Randbedingungen und Netztopologie. Die Zahlen an den Réandern geben
die Anzahl der Gitterpunkte an, die Gesamtzellenzahl fiir das skizzierte Netz betragt
1006955.

eingesetzt wurden. Fiir die Spalte bedeutet, das geméfl der Definition von x™* fur
niedrige Re-Zahlen kurze Spalte (kleines L/h) und fir groe Re-Zahlen tiefe Spalte
verwendet werden. Im Ubergangsbereich zwischen laminarer und turbulenter Stro-
mung kann die Einlauflinge sehr viel grofer werden (bis ca. L,J{y 4 ~ 0.04), weshalb
sehr tiefe Spalte untersucht werden. Fiir den turbulenten Stromungsbereich wird die
Einlauflinge infolge der turbulenten Fluidbewegung sehr kurz, was entsprechend
kurze Spalte notwendig macht.

Netz- und Modelleinfluss

Um den Einfluss des Netzes auf die Losung zu testen, wurden die Netzauflosung und
-struktur systematisch fiir Re ~ 1000 variiert. Als Diskretisierungsschema wurde fiir
alle Variablen das Verfahren zweiter Ordnung verwendet, um den Diskretisierungs-
fehler klein zu halten. In der Netzstudie zeigte sich, dass die Auflésung unmittelbar
oberhalb des Spaltes einen deutlichen Einfluss auf die Nachlaufstromung am Spal-
taustritt hat, weswegen die in Abb. 4.3 skizzierte Netztopologie verwendet wird.
Fir die korrekte Erfassung der Einlaufverluste wurde die Auflosung im Spaltbereich
erhéht, bis eine weitere Verfeinerung praktisch keinen Einfluss mehr auf K hat (An-
derung < 1%). Das Ergebnis der Netzstudie ist in Abb. 4.3 dargestellt, die Zellen
werden innerhalb ihrer Bereiche zum Spalt hin kleiner.

In turbulenten Stromungen muss die laminare Unterschicht mit einem Wandabstand
von y* & 1 aufgelost werden, was eine erhohte Auflosung in vertikaler Richtung im
Spalt notig macht. Fiir die transitionelle Stromung wird das Netz aufgrund der
groflen Spalttiefe zusétzlich in horizontaler Richtung verfeinert, so dass K stets mit
einer hohen numerischen Genauigkeit ermittelt wird.
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Abb. 4.4: Geschwindigkeitsfeld der Spaltaustromung bei Re = 1500 im Bereich der
Spaltausstromung.

In den durchgefithrten Rechnungen fiir Re > 1500 ergaben sich oszillierende Ge-
schwindigkeitsprofile (siehe Abb. 4.4), die auch bei weiterer Netzverfeinerung er-
halten blieben. Da die berechneten Reibwerte dieser Stromung deutlich tiber der
analytischen Losung (Gl. 4.15) liegen, die bis Re &~ 2600 gut durch Experimente be-
stétigt ist, liegt die Vermutung einer unzureichenden Modellbildung nahe. An dieser
Stelle ist insbesondere die Annahme einer stationdren Stromung in Frage zu stellen,
weil die starke Wirbelbildung im Nachlauf zu einem instationdren Strémungsver-
halten fithren kann. Die durchgefiihrten instationdren Rechnungen bestéitigen diese
Vermutung, da fiir einen hinreichend kleinen Zeitschritt (At = 5-107%s) und we-
nigsten finf Iterationen pro Zeitschritt (nach Kap. 3.2) die ausgebildeten Geschwin-
digkeitsprofile der analytischen Losung entsprechen. Die Stromung im Spalt selbst
ist stationdr, die instationdren Vorgange beschranken sich auf den Nachlauf. Diese
Beobachtung wird durch die experimentellen Ergebnisse von Hsiao [42] gesttitzt, der
die Ausstromung einer Rechteckdiise entlang einer ebenen Platte untersuchte. Wenn
auch nicht exakt vergleichbar (kein ausgebildetes Geschwindigkeitsprofil am Diisen-
austritt in den Experimenten), so fand Hsiao, dass sich im Nachlauf oberhalb einer
Re-Zahl von 1104 instabile Wirbel bilden, was im hier untersuchten Fall offenbar
ahnlich ist. Die weiteren Rechnungen zeigten, dass die instationédre Betrachtung fiir
den gesamten weiteren laminaren und transitionellen Bereich notwendig ist, um os-
zillierende Geschwindigkeitsprofile zu vermeiden. Fiir die voll turbulente Stromung
ist hingegen eine stationédre Rechnung ausreichend, hier treten keine oszillierenden
Geschwindigkeitsprofile im Spalt auf. Die turbulente Stromung ist offenbar unemp-
findlicher gegeniiber Storungen aus dem Spaltnachlauf. Es ist dennoch zu erwarten,
dass dieser instationér ist, was jedoch nicht Gegenstand der Untersuchungen ist, so
dass auf eine detaillierte Analyse verzichtet wird.

Die Rechnungen mit Rotordrehung konnen unter der Annahme einer achsensymme-
trischen Stromung (d.h. a% = 0) vereinfachend durchgefiihrt werden. Die Annahme
der Achsensymmetrie ist kritisch zu priifen, da eine Wirbelbildung in Achsrichtung
nicht prinzipiell ausgeschlossen werden kann. Dazu wurden Vergleichsrechnungen
mit einem dreidimensionalen Modell ausgefiihrt, die jedoch das gleiche Ergebnis wie
die achsensymmetrische Rechnung lieferten (siche Abschnitt 4.6.1).
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4.6 Ergebnisse fiir laminare Stromung

Mit den in den vorherigen Abschnitten erlauterten Methoden wird zunéchst der
laminare Stromungsbereich bis Re ~ 2600 analysiert. Alle dafiir notwendigen In-
tegrale zur Auswertung der VerlustgroBen (Gl. 4.10, 4.16, 4.26) werden durch die
Trapezregel gendhert und haben damit einen Abbruchfehler zweiter Ordnung [18].

Die so numerisch bestimmten Reibwerte der voll ausgebildeten Stromung entspre-
chen mit hoher Genauigkeit der analytischen Losung nach Gl 4.15, die maximale
Abweichung ist kleiner 1%. Die Ergebnisse fiir den inkrementellen Druckverlust K
sind in Abb. 4.5 tiber der hydrodynamischen Lauflinge z* dargestellt. Unmittel-
bar hinter dem Spalteintritt bildet sich eine Abloseblase aus, die eine relativ grofie
Absenkung des statischen Drucks bewirkt, was sich in einem hohen Wert fiir K
widerspiegelt. Mit dem Wiederanlegen der Stromung reduzieren sich die vertika-
len Stromungskomponenten stark, was zu einem Anstieg des statischen Drucks und
damit zu einer Verringerung von K fithrt (siehe auch Abb. 4.2). Die durch die Ab-
l6sung verursachte Spitze von K ist den Ergebnissen nach deutlich von der Re-Zahl
der Stromung abhéngig. Bei niedrigen Re-Zahlen hat die innere Reibung (Viskositét)
einen grofen Einfluss in der Stromung und dampft die Ausbildung einer Ablosebla-
se. Bei hinreichend niedrigen Re-Zahlen (Re < 50) tritt diese nahezu nicht mehr
auf, so dass K nur noch eine geringe Uberhohung aufweist. Fiir groe Re-Zahlen
nimmt die Bedeutung der inneren Reibung ab und die Trégheitskréfte spielen eine
groflere Rolle, was zu einer ausgepragteren Abloseblase und damit zu einem héheren
Maximum von K fithrt. Nach dem Wiederanlegen bei xt ~ 0.003 ist der Einfluss
der Re-Zahl fiir Re > 500 auf K sehr gering. Auflerhalb des Ablosegebietes sind
die in Abschnitt 4.4 getroffenen Vereinfachungen sehr gut giiltig, die einen von der
Re-Zahl unabhangigen Verlauf von K tiber 2% erwarten lassen. Fiir niedrigere Re-
Zahlen ist ein Einfluss der Re-Zahl zu erkennen. Hierfiir diirfte insbesondere die in
der Dimensionsanalyse getroffene Annahme der vernachlassigharen Reibung in axia-
ler Richtung verantwortlich sein, die bei einem reibungsdominierten Stromungsfeld
offenbar so nicht zutrifft.

Nach einer Lauflinge von 2% & 0.015 ist der inkrementelle Druckverlust praktisch
konstant, was im Folgenden als Wert fiir die hydrodynamische Einlauflinge genom-
men wird. Weiterhin zeigen die Ergebnisse, dass die Anderung von K am Spal-
taustritt sehr gering ist; zusatzliche Ausstromverluste treten nicht auf.
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Abb. 4.5: Inkrementeller Druckverlust der laminaren Stromung mit ruhendem Rotor.
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Abb. 4.6: Darstellung der maximal zulassigen Rotorgeschwindigkeit, um Turbulenz
im Spalt zu vermeiden. In dem rot schraffierten Gebiet ist keine Turbulenz im Spalt
zu erwarten, da beide kritischen Re-Zahlen unterschritten werden.

4.6.1 Einfluss der Rotordrehung

Damit die Stromung in Gehdusespalt laminar bleibt, miissen die Reynoldszahl der
Poiseuille-Stromung und der durch die Rotordrehung hervorgerufenen Couette- Stro-
mung unter ihren kritischen Werten liegen, siehe Kap. 1.4. Mit dem eingefiithrten
Geschwindigkeitsverhéltnis ug pot (Gl. 4.42) ergibt sich ein einfacher Zusammenhang
zwischen beiden Re-Zahlen:

Rec == R@p . a@,Rot (449)

Setzt man Re. auf den kritischen Wert von 2600, so kann die maximale dimen-
sionslose Geschwindigkeit als Funktion von Rep bestimmt werden, bis zu der die
Stromung im Spalt laminar bleibt:

_ Rec = 2600
U max = 5
% Rep

(4.50)

Bei hohen Reynoldszahlen kann die Wandgeschwindigkeit demnach nur geringe Wer-
te annehmen, um im laminaren Bereich zu bleiben; fiir niedrige Re-Zahlen sind we-
sentlich groflere Werte moglich. Dieser Zusammenhang ist zur Verdeutlichung in
Abb. 4.6 darstellt. Grundséatzlich sind hohe Werte fir ug g, in Vakuumpumpen
durchaus erreichbar, da im Fall kleiner Druckdifferenz zwischen zwei Kammern die
Spaltdurchstromungsgeschwindigkeit u sehr klein werden kann.

Als weiterer Parameter tritt der dimensionslose Rotorradius 7gys = rget/Dp in den
Erhaltungsgleichungen auf, der invers zur Spaltkrimmung ist. Weil diese, wie in
Kap. 1.4 beschrieben, sehr klein ist, kann der Gehausespalt in guter Naherung durch
einen ebenen Spalt ersetzt werden; der Parameter rg,; entfillt somit.
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Zur Beurteilung des Einflusses der Rotordrehung sind die inkrementellen Druckver-
lustwerte fiir Re ~ 100 und Re ~ 2600 mit verschiedenen moglichen Werten fiir
Ug,rot in Abb. 4.7 dargestellt. Den Ergebnissen nach ist der Einfluss auf K gering,
erst fiir hohe Werte zeichnet sich ein leichter Anstieg ab (sieche Re = 102, ug got = 8
und aG,Rot = 26)

Die Rotordrehung tibt fiir laminare Stromung demnach nur einen sehr geringen Ein-
fluss auf die Durchstromung aus. Ein deutlicherer Einfluss ist bei turbulenter Couette
Stromung zu erwarten, da diese den Spaltfluss deutlich drosseln diirfte. Eine theore-
tische Untersuchung ist aber mit den zur Verfiigung stehenden Turbulenzmodellen
nicht ohne weiteres moglich (siehe Kap. 2.5.2), weshalb hierauf verzichtet wird.
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4.7 Ergebnisse fiir turbulente Stromung

Voll ausgebildete Stromung

Die Beurteilung, ob die Stréomung im Spalt turbulent oder laminar ist, erfolgt an-
hand des Reibwertes der voll ausgebildeten Stromung. Allgemein ist zu erwarten,
dass die Reibwerte bei der kritischen Re-Zahl stark ansteigen, da durch die turbulen-
ten Bewegungen das Geschwindigkeitsprofil volliger und dadurch die Wandreibung
vergroflert wird. Weiterhin spielt die Wandrauhigkeit bei der turbulenten Stromung
eine gewichtigere Rolle als bei der laminaren Stréomung. Ein Rohr bzw. ein Spalt
darf nach [78] dann als glatt betrachtet werden, wenn die Rauhigkeitsspitzen von
der laminaren Unterschicht bedeckt werden. Da aufgrund der geforderten Genauig-
keit die Oberflichen in Schraubenvakuumpumpen in der Regel sehr fein bearbeitet
werden miissen, konnen diese als hydraulisch glatt betrachtet werden.

Im Gegensatz zur laminaren Stromung ist es fiir die turbulente Stromung nicht
moglich, eine analytische Losung aus den Erhaltungsgleichungen abzuleiten. Fiir
die Bestimmung der Reibwerte ist man auf halbemprirische Korrelationen ange-
wiesen; die bedeutsamsten sind bereits in Kap. 1.5 zusammengefasst. Eine untere
Giiltigkeitsgrenze dieser Beziehung kann nicht allgemein angegeben werden, weil im
Transitionsbereich die voll ausgebildeten Reibwerte stark vom Turbulenzgrad der
Zustromung und von der Einlaufgeometrie abhingen.

In der Literatur werden die Reibwerte hédufig in einem doppelt-logarithmischen Dia-
gramm tiber der Re-Zahl dargestellt, das unter dem Namen “Moody“ oder auch
“Colebrook“-Diagramm bekannt ist. Dieses ist in Abb. 4.8 mit den Werten der Kor-
relationen aus Kap. 1.5 und mit dem SST-Transitionsmodell bestimmten Ergebnis-
sen dargestellt. Wie bereits diskutiert, gibt die Simulation die analytische Losung fiir
den laminaren Stromungsbereich sehr gut mit einer maximalen Abweichung < 1%
wieder. Im voll turbulenten Bereich fiir Re > 8000 betriagt die Differenz zwischen
Simulation und Korrelation von Beavers maximal 5% bei Re ~ 20000, fiir kleinere
Re-Zahlen sind die Abweichung geringer. Weiterhin zeigen die Ergebnisse, dass bis
Re ~ 6000 die Stromung im Sinne der voll entwickelten Reibwerte laminar bleibt.
Im Bereich zwischen Re ~ 6000 und Re ~ 8000 konnte keine stabile numerische
Losung erzielt werden, der Spaltmassenstrom (und damit die Re-Zahl) pendelt bis
zu +£15% um seinen Mittelwert.

Die hohe kritische Re-Zahl von Re ~ 6000 steht scheinbar im Widerspruch zu den
experimentellen Daten [13], es sei jedoch nochmal betont, dass sich diese auf die
voll entwickelte Stromung bezieht. Wie im néchsten Abschnitt gezeigt wird, hat die
Turbulenz schon bei sehr viel kleineren Re-Zahlen einen deutlichen Gesamteinfluss
auf die Spaltstromung.

Einlaufverluste

Die Auswertung der Einlaufverluste erfolgt analog zur laminaren Stromung iiber
den inkrementellen Druckverlust K im Spalteintritt und ist in den Abb. 4.10 und
4.11 dargestellt. Die Ergebnisse fiir niedrige Re-Zahlen zeigen, dass bis Re ~ 3000
der Verlauf von K nur unwesentlich iiber den Werten der laminaren Stromung
liegt. Bis zu dieser Re-Zahl spielen turbulente Effekte im Spalteintritt offensicht-
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Abb. 4.8: Reibwerte der voll ausgebildeten Stromung tiber der Re-Zahl

lich nur eine untergeordnete Rolle. Fiir groBere Re-Zahlen (Re > 3000) dndert sich
das Verhalten signifikant: die Spalteinlauflange wachst stark an und betragt etwa
Lpyq = 0.04; ebenso ergeben sich sehr viel hohere, voll ausgebildete Werte von bis
zu K(oo) = 1.24. Wie im vorherigen Abschnitt erlautert, ist in diesem Re-Zahl
Bereich die voll ausgebildete Stromung laminar; die im Eintritt entstehende Turbu-
lenz wird nach hinreichend langer Lauflange durch den Wandeinfluss gedampft, so
dass die Stromung vollstandig relaminarisiert. Zu dhnlichen Ergebnissen kommen
auch Minkowycz et. al. [62] bei der numerischen Untersuchung verschiedener Ein-
laufbedingungen fiir Spalte, die (abhéingig von der Art der Zustrémung und dem
Turbulenzgrad) dhnlich lange Einlaufbereiche fanden. Aufgrund der unterschiedlich
gewahlten Einlaufkonfiguration sind die Ergebnisse jedoch nicht direkt miteinander
vergleichbar.

Die Ergebnisse fiir die voll turbulente Strémung mit Re =~ 8000 (im Sinne der aus-
gebildeten Reibwerte) in Abb. 4.11 zeigen ganzlich anderes Verhalten: Nach dem
durch die Abloseblase erzeugten scharfen Maximum unmittelbar hinter dem Spalt-
eintritt fallen auf kurzer Lauflinge die Werte fiir K schnell ab und erreichen ihren
negativen Endwert. Bei der Beurteilung dieses Ergebnisses ist zu beachten, dass K
sich stets auf den Reibwert der voll ausgebildeten Stromung bezieht (siehe Abb. 4.2),
in dem betrachteten Bereich also auf die dazugehorigen turbulenten Reibwerte. Im
Spalteintritt ist die Stromung aber nicht iiber der gesamten Spalthche turbulent, so
dass im Einflaufbereich der gemittelte scheinbare Reibwert kleiner ist als der voll
ausgebildete Reibwert, was negative Werte von K zur Folge hat. Zur Verdeutlichung
dieses Zusammenhangs ist in Abb. 4.9 das turbulente Viskositédtsverhaltnis im Spalt-
eintritt fiir Re = 5388 und Re = 11197 dargestellt. Im ersten Fall relaminarisiert
die Stromung, was einen hohen Wert von K bedingt. Im zweiten Fall entwickelt sich
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Abb. 4.9: Turbulentes Viskositatsverhdltnis im Spalteintritt fiir transitionelle (links)
und voll turbulente Stromung (rechts)

eine voll turbulente Stréomung, bei der im Einlauf aufgrund des laminaren Bereiches
an der unteren Berandung die Reibungwerte relativ gering sind.

Mit zunehmender Re-Zahl wird dieser laminare Bereich am Spalteintritt kiirzer, was
zu insgesamt kiirzeren Einlauflingen und betragsméfig kleineren Werten von K (co)
fithrt.

Zusammengefasst zeigen die numerischen Ergebnisse, dass sich die Spaltstromung
in vier Bereiche unterteilen lasst:

1. Laminare Stromung: In dieser treten keine turbulenten Effekte auf; als
Obergrenze gilt etwa Re =~ 3000.

2. Transitionelle Stromung: Sie tritt in dem Bereich zwischen 3000 < Re <
6000 auf. Im Spalteinlauf beeinflusst die Turbulenz signifikant die Stréomung,
die nach sehr grofler Lauflénge allerdings relaminarisiert.

3. Intermittente Stromung: Im Bereich 6000 < Re < 8000 hat die Stromung
einen oszillierenden, instationdren Charakter.

4. Turbulente Stromung: Fiir Re > 8000 entwickelt sich nach kurzer Lauflange
eine voll turbulente, stationdre Stromung im Spalt.

Nach [49] kann als kritische Re-Zahl derjenige Wert gesehen werden, ab der Tur-
bulenz im Spalt auftritt. Den vorangegangenen Untersuchungen nach gilt Rey,.;; ~
3000, wenn auch der Umschlag zur voll turbulenten Stréomung erst bei ca. Re =~ 8000
auftritt. Tatséchlich beeinflusst die Turbulenz im Transitionsgebiet die Spaltstro-
mung erheblich, da die Einlauflingen extrem grofi werden. So ist nach den Ergeb-
nissen erst mit einer voll ausgebildeten (laminaren) Stromung bei Re = 3000 nach
etwa L/h =~ 240 zu rechnen, fir Re = 6000 erst nach L/h ~ 480. Die turbulen-
te Einlaufstromung nimmt selbst fiir tiefe Spalte also einen groflen Anteil ein, bei
kurzen Spalten wird die voll ausgebildete Stromung nicht erreicht. Es ist somit bei
iiberschreiten von Reg,;; ~ 3000 mit einem deutlich gednderten Durchstromungsver-
halten zu rechnen, obgleich die Stromung im Sinne der voll ausgebildeten Reibwerte
laminar bleibt.
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Abb. 4.12: Einfluss der Turbulenz-Randbedingung auf den inkrementellen Druck-
verlust.

4.7.1 Einfluss der Turbulenzrandbedingungen

Die exakten Turbulenzbedingungen an den Einstromrandern fiir den Referenzver-
such sind nicht bekannt, deshalb wird neben der bisher einsetzten praktisch lamina-
ren Randbedingung mit v = 0 und 7, /n = 0.1 noch der Fall einer leicht turbulenten
Einstromung mit v = 1, n;/n = 1 untersucht. Als Turbulenzintensitat wird 1% in
beiden Fallen angenommen. Gepriift wird hier, ob die schwach turbulente Einstro-
mung bereits zu einem vorzeitigen Umschlagen der Stromung vom laminaren in den
transitionellen bzw. vom transitionellen in den intermittenten Bereich fithren kann.
Die hierfiir untersuchten inkrementellen Druckverluste fiir Re &~ 3000 und Re =~ 5800
sind in Abb. 4.12 dargestellt. Fiir den laminaren Fall mit Re ~ 3000 fiihrt die Ande-
rung der Turbulenzrandbedingung zu einem leichten Ansteigen des Druckverlustes
der Einlaufstromung; ein Wechsel der Stromung in den transitionellen Bereich tritt
nicht auf. Gleiches gilt fiir Re &~ 5800, wobei hier der Einfluss auf den inkrementellen
Druckverlust noch geringer ausfallt.

Die Untersuchungen zeigen somit, dass eine leichte Anderung der Turbulenzbedin-
gungen nicht unmittelbar zu einem anderen Stromungsverhalten fithrt. Fir grofe-
re Anderungen der Turbulenzrandbedingungen (insbesondere des Turbulenzgrades)
tritt ein Umschlagen der Stromung bei niedrigeren Reynoldszahlen auf, was un-
ter Verwendung des hier ebenfalls eingesetzten Korrelations-Transitionsmodells von
Minkowycz [62] nachgewiesen wurde.

Diese konnte auch die Ursache fiir die Abweichung der kritischen Re-Zahl zwischen
dem hier bestimmten Wert von Rey,;; ~ 3000 und dem experimentell ermittelten
Wert von Beavers [13] (Reyq; = 2600) sein, der keine Angabe tiber den Turbulenz-
grad der Zustromung macht.
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Abb. 4.13: Verlust in der Zustrémung zum Spalt

4.8 Zustromverluste

Weitere Verluste treten in der Zustromung zum Spalt auf, da diese reibungsbehatf-
tet ist und mit einer wesentlichen vertikalen Stromungskomponente in den Spalt
eintritt. Der in Gl. 4.28 definierte Verlustbeiwert K. beschreibt integral beide Ver-
lustmechanismen, die Ergebnisse sind in Abb. 4.13 als Funktion der Re-Zahl dar-
gestellt. Bei niedrigen Re-Zahlen hat die innere Reibung einen deutlichen Einfluss
auf das Stromungsverhalten, was sich in verhéltnisméfiig hohen Werten von K, nie-
derschligt. Bei grofleren Re-Zahlen dominiert die Tragheit zusehends die Stromung,
was ein Abfallen der Reibungsverluste in der Zustréomung bewirkt. Andererseits
vergrofert sich die Abléseblase mit zunehmender Re-Zahl, die dafiir ben6tigten ver-
tikalen Stromungsanteile miissen durch eine zuséatzliche Druckabsenkung vor dem
Spalt bereitgestellt werden, was wiederum ein vergroffenden Einfluss auf K, hat.
Im Bereich 500 < Re < 20000 kompensieren sich beide Effekte offensichtlich, was
ein nahezu konstantes K, zur Folge hat. Bemerkenswert ist die Grofle der Zustrom-
verluste, die im laminaren Bereich vergleichbar zum inkrementellen Druckverlust K
ist, bei niedrigen Re-Zahlen sogar deutlich dariiber liegt. Hier entstehen wesentliche
Zusatzverluste bereits in der Zustromung zum Spalt.

4.9 Bewertung der Ergebnisse

Abschliefend wird der Gesamteinfluss der Zustrom- und Einlaufverluste auf die
Spaltstromung bewertet. Dazu wird der tatsédchliche Spaltmassenstrom (mit den zu-
vor bestimmten Zusatzverlusten) im Vergleich zu dem Massenstrom gesetzt, der sich
ergibe, wenn die Stromung iiber die gesamte Spalttiefe voll ausgebildet wére und
keine Zustromverluste auftriaten. Aus Gl. 4.32 folgt mit 1y = (K = 0, K. = 0):

. L
A1

mo_ Lffd D (4.51)

mfd fde_h+1+K(L)+K€
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Abb. 4.14: Einfluss der Zustrom- und Einlaufverluste auf den Massenstrom fiir in-
kompressible Stromung

Es ist zu beachten, dass K an der Stelle L ausgewertet wird, je nach Spalttiefe al-
so nicht die voll entwickelten Werte von K verwendet werden. Die Ergebnisse fiir
einen kurzen (L/h = 10), einen mittleren (L/h = 100) und einen sehr tiefen Spalt
(L/h = 400) sind in Abb. 4.14 als Funktion der Re-Zahl gezeigt. Da mit zunehmen-
der Spalttiefe die ausgebildete Stromung einen grofieren Anteil am Gesamtdruck-
verlust ausmacht, haben die Zusatzverluste erwartungsgeméafl den hochsten Einfluss
beim kiirzesten Spalt. Weiterhin zeigen die Ergebnisse, dass die Beeinflussung des
Massenstroms stark von der Re-Zahl der Stromung abhingig ist. Fiir niedrige Re-
Zahlen wird der Reibwert verhaltnisméfig grof (Gl. 4.15), so dass dieser dominiert.
Fiir den kurzen Spalt ist z.B. fiir Re = 50 der Einfluss der Zusatzverluste auf den
Massenstrom kleiner als 2%, fir kleinere Re-Zahlen und tiefere Spalte wird dieser
noch geringer.

Mit zunehmender Re-Zahl steigt die Einlauflinge an (siehe Definition von z*, Gl.
4.39), wihrend die ausgebildeten Reibwerte kleiner werden, so dass die Zusatzver-
luste einen nennenswerten Einfluss auf den Spaltstrom ausiiben. Der grofite Einfluss
tritt beim Ubergang zwischen transitioneller und intermittenter Stromung auf (bei
Re ~ 6000), da dort die Einstromverluste am gréfiten sind. Fiir den kiirzesten Spalt
fithren die Zusatzverluste zu einer Massenstromverringerung von 23%, selbst fiir den
tiefesten Spalt betrdagt die Reduktion noch 4%, ist also ein nicht zu vernachlassigen-
der Effekt. Fir die voll turbulente Stromung nimmt die Bedeutung der Zusatzver-
luste aufgrund der verringerten Werte von K wieder ab. Interessanterweise konnen
in dem Bereich diese sogar eine Vergroflerung des Massenstroms bewirken, da die
Stromung im Spalteintritt noch nicht ganz turbulent ist und so die Reibwerte kleiner
sind als fiir die ausgebildete Stromung (siehe Ergebnis mit mittlerer Spalttiefe bei
Re ~ 11000).
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Kapitel 5

Warmeiibertragung in
inkompressibler Stromung

5.1 Grundlagen

Aufbauend auf den hydrodynamischen Ergebnissen fiir die inkompressible Spalt-
durchstromung wird im nachsten Schritt die Warmeiibertragung in einer solchen
Stromung analysiert. Wie in der Einleitung erlautert, ist in den Gehéusespalten von
verschiedenen Temperaturen fiir den Rotor und das Gehéduse auszugehen, da diese
unterschiedlichen Wérmelasten ausgesetzt sind. Zur Vereinfachung wird davon aus-
gegangen, dass die Wandtemperaturanderung in Spalttiefe gering ist, so dass das
Problem als Warmeiibertragung zwischen zwei ebenen Platten mit konstanter, aber
unterschiedlicher Temperatur idealisiert werden kann.

Im Spalt bildet sich analog zum Geschwindigkeitsprofil der hydrodynamischen Stro-
mung ein Temperaturprofil aus, das sich im Laufe der Durchstromung durch Wiér-
meaustausch mit den Wénden verédndert. Nach hinreichend langer Lauflainge L;perm
wird das Temperaturprofil invariant mit der Lauflinge, was als thermisch voll aus-
gebildete Stromung bezeichnet wird. Die Form des Temperaturprofils im Einlaufbe-
reich und in der thermisch voll ausgebildeten Stromung ist von den Randbedingun-
gen (Gaseintritts-, Rotor- und Gehédusetemperatur) abhéngig.

In Schraubenvakuumpumpen ist typischerweise das durch Kompression erhitzte Gas
warmer als der Rotor, dessen Temperatur wiederum iiber dem gut gekiihlten Ge-
hause liegt, d.h. Tyesin > Trot > Tgen. Der Verlauf des Temperaturprofils fiir eine
laminare Stromung mit diesen Randbedingungen ist in Abb. 5.1 skizziert. Im Ein-
tritt wird hier vereinfachend ein Rechteckprofil fiir die Gastemperaturverteilung an-
genommen. Unmittelbar hinter dem Spalteintritt kithlt das Gas an den Wénden auf
die jeweilige Wandtemperatur ab. Im weiteren Durchlauf der Stromung wird Warme
aus den weiter innenliegenden Schichten durch Warmeleitung im Gas in Richtung
Wand transportiert, so dass sich das Gas in der Spaltmitte langsam abkiihlt. Im
hier skizzierten Fall ist die Abkiihlung an der Gehéauseseite aufgrund des hoheren
Temperaturgradienten starker, was ein asymmetrisches Temperaturprofil zur Folge
hat. Nach einer gewissen Lauflange kehrt sich dadurch der Temperaturgradient an
der Rotorwand um; ab diesem Punkt wird dem Rotor Warme entzogen, die in das
Gas eingeleitet wird. Aufgrund des immer noch vorhandenen Temperaturgradienten
von der Spaltmitte zur Gehdusewand wird das Gas dort im weiteren Verlauf ab-
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Abb. 5.1: Temperaturprofile im Einlaufbereich fiir laminare Stréomung, fiir den hier
skizzierten Fall wird Tyes in > Trotor > TGehiuse angenommen.

gekiihlt, bis nach grofler Lauflinge die vom Rotor in das Gas eingebrachte Wéarme
der aus dem Gas in das Gehduse eingebrachten Warme entspricht. Das Tempera-
turprofil nimmt fiir voll ausgebildete, laminare Stromung also eine lineare Form an,
die der reinen Warmeleitung zwischen zwei ebenen Platten konstanter Temperatur
entspricht.

Fiir das voll entwickelte, turbulente Temperaturprofil mit gleichen thermischen Rand-
bedingungen ergibt sich ein dhnliches Bild; allerdings ist aufgrund der turbulenten
Fluidbewegung die Wérmeleitfahigkeit in der Spaltmitte scheinbar erhoht, siehe
Abb. 5.2. Die Temperaturgradienten an der Wand sind deutlich grofler als im la-
minaren Fall, was einen erhohten Warmeaustausch zwischen beiden Bauteilen zur
Folge hat. Fiir die turbulente Einlaufstrémung kénnen analoge Uberlegungen wie
bei der laminaren Stromung angestellt werden, die turbulente Wérmeleitfahigkeit in
Spaltmitte sorgt hier ebenso fiir einen schnelleren Abbau von Temperaturgradien-
ten, was die thermische Einlauflinge verkiirzt.

Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass (ausreichende Spalttiefe vorausgesetzt) die ab
dem Punkt g—ﬂw = 0 dem Rotor entzogene Warme grofler sein kann als die bis dort
vom Gas an den Rotor abgegebene Wérme. In einem solchen Fall wird dem Rotor
also insgesamt Warme entzogen. Dieser Effekt stellt in Schraubenvakuumpumpen
eine wesentliche Wéarmesenke fiir den Rotor dar.

Neben den oben diskutierten Randbedingungen kénnen noch andere Temperatur-
konstellationen auftreten (z.B. Gastemperatur im Eintritt kleiner als Rotor- bzw.
Gehiusetemperatur), fiir die d&hnliche Uberlegungen angestellt werden kénnen. Zur
Berechnung ist daher ein Modellansatz notwendig, der fiir alle denkbaren thermi-
schen Randbedingungen giiltig ist.
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Abb. 5.2: Vergleich der voll entwickelten Temperaturprofile. Fiir die laminare Stro-
mung entspricht dies dem linearen Wérmeleitungsprofil; in turbulenter Stromung ist
die Wérmeleitfahigkeit in Spaltmitte scheinbar erhoht, die grofiten Temperaturgra-
dienten treten in den laminaren Unterschichten auf.

5.2 Berechnungsprinzip

Unter der Voraussetzung einer inkompressiblen Stromung mit vernachléssigbarer
Dissipation ist die Energiegleichung 2.14 von den Impulserhaltungsgleichungen ent-
koppelt und zusatzlich linear. Dadurch wird das Superpositionsprinzip anwendbar,
was fiir die Berechnung des Eingangs geschilderten Problems ausgenutzt werden
kann [58].

Dazu werden zwei ausgesuchte Sonderfille betrachtet, deren Randbedingungen so
gewdhlt sind, dass durch Uberlagerung fiir jede beliebige Konstellation von Ein-
trittstemperatur und Wandtemperaturen die Randbedingungen korrekt erfillt sind.
Hierfiir wird auf die dimensionslose Temperatur T zuriickgegriffen, die allgemein
die Differenz zwischen Fluidtemperatur und Referenztemperatur in Bezug zu einer
Referenztemperaturdifferenz setzt:

T — Tref
Tl - Tref

T = (5.1)
Fiir beide zu iiberlagernde Sonderfélle wird die Gaseintrittstemperatur in den Stro-

mungsraum 7p; als Referenztemperatur genommen, d.h. T,y = Tj1. Zur Anwen-
dung des Superpositionsprinzips werden folgende Félle untersucht:

1. Als Temperatur 7T} wird die Rotortemperatur Tg, gesetzt: Ty = Tgy. Die
Definition der dimensionslosen Temperatur lautet:

- T —"To

T = ———mM 5.2
B Thot — Ty (52)

Als Gehéusetemperatur Ti; wird die Gaseinlasstemperatur Ty, gewahlt, T; =
To.-
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Die dimensionslosen Randbedingungen in Tg; lauten also:

o Gaseinlasstemperatur T, o,r1 =0
« Rotortemperatur TRL Rot = 1
o Gehédusetemperatur TRl,Geh =0

Die einzige Randbedingung ungleich Null hat der Rotor, was die Nomenklatur
mit dem Index R1 begriindet.

2. Die Temperatur 77 wird gleich der Gehéusetemperatur gesetzt; die dimensi-
onslose Temperatur stellt sich wie folgt dar:

= T —1Tb:

Ty = ——— 5.3
T Taen — Toa (5:3)

Als Gaseinlasstemperatur wird die Rotortemperatur gewéhlt. Die Randbedin-
gungen in 7T lauten:

o Gaseinlasstemperatur TO,GI =0

» Rotortemperatur T, G1,Rot = 0

e Gehdusetemperatur TGLGeh =1

Zur Bezeichnung dieses Falls wird der Index G1 verwendet.

Beide Fille sind zur Verdeutlichung in Abb. 5.3 skizziert. Die (dimensionsbehafte-
te) Temperatur 7" im Stréomungsfeld ergibt sich mit den obigen Definitionen durch
Anwendung des Superpositionsprinzips:

T(z,y) = To1 + Trr - (Trot — To1) + Tar - (Taen — Toa) (5.4)

Durch Anwendung dieser Beziehung auf die Rénder des Stromungsgebietes konnen
die Randbedingungen tiberpriift werden:

« Gaseinlasstemperatur: T(0,y) = To1 +0- (Trot — T0.1) + 0 (Tgern — To1) = To1
» Rotortemperatur: T(zrot, Yrot) = To1+ 1 (Trot —T0.1) + 0 (Tgen —T0.1) = Trot
+ Gehausetemperatur: 7'(z,0) = To1 + 0 (Trot — To1) + 1 (Tgen — To1) = TGen

Die Randbedingungen sind korrekt erfiillt, so dass die Betrachtung dieser beiden
Sonderfalle ausreichend ist. Fiir Warmetibertragungsrechnungen ist allerdings nicht
das gesamte Temperaturfeld von Interesse; es ist vielmehr ausreichend, die Wér-
mestrome in die Wénde und eine mittlere Fluidtemperatur fiir einen gegebenen
Spaltquerschnitt auszuwerten. Als sinnvolles Maf fiir die Fluidtemperatur in einem
Querschnitt wird die adiabate Mischungstemperatur verwendet. Diese ist als diejeni-
ge Temperatur definiert, die entsteht, wenn der durch den Spaltquerschnitt tretende
Fluidstrom mit der Geschwindigkeitsverteilung u(y) und der Temperaturverteilung
T'(y) adiabat vermischt wird [10]:

TmZmL/b/p-U(y)-T(y)-dy (5.5)

h
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Abb. 5.3: Randbedingungen fiir die Berechnung des Temperaturfeldes. Auf der linken
Seite befinden sich die Einstrom-, auf der rechten die Ausstromrénder.

Diese ist ein direktes Maf fiir die durch den Spaltquerschnitt transportierte thermi-
sche Energie. Fiir das voll ausgebildete Temperaturprofil entsprechen die adiabaten
Mischungstemperaturen jeweils dem Mittelwert der Rotor- und Gehausetemperatur,
dh. Tgim = 0.5, Trim = 0.5 und T, = (Tr + T) /2.

Die Warmestrome an den Wénden bestimmen sich aus der Steigung des Temperatur-
profils an der Wand. Die beiden zu untersuchenden Félle ergeben vier dimensionslose
Wairmestrome. Diese entsprechen formal einer Nuflelt-Zahl, werden in Anlehnung an
die Literatur aber nicht also solche bezeichnet:

8T31 0TR1

Pri.Rot = = |Rot Pricen = ——2 |Gen (5.6)
on, ong
T T

(bGl,Rot = — |Rot (I)GI,Geh = 5= |Geh (57)
on, ong

Der Normalenvektor ist auf den hydraulischen Durchmesser als Langenmafistab be-
zogen, die Richtung der Normalen ist jeweils von der Wand weg zum Spalt hin
gewahlt. Damit ergeben positive Werte von ® einen Warmestrom aus dem Gas in
die Wand, negative Werte beschreiben einen Warmestrom aus der Wand in das Gas.
Fiir das laminare, voll ausgebildete, lineare Temperaturprofil konnen die Werte fiir
® direkt bestimmt werden; diese betragen fiir die Wand mit der “0“-Randbedingung
P Rot/Gen—0 = 2 und mit der “1“-Randbedingung ®ros/gen—1 = —2.

Mit dem Superpositionsprinzip bestimmen sich die dimensionsbehafteten Gesamt-
warmestrome in den Rotor und in das Gehause:

A

Qrot () = D (D r1 Rt () (Trot — T0,1) + Pi1,rot (%) - (Tgen — T0.1)] (5.8)
A

qGen(x) = D (@ r1.Gen(2) - (Trot — T0.1) + Pe1.cen(z) - (Taen — To1)] (5.9)

Abschlielend sei noch angemerkt, dass bei einer symmetrischen Einstromung in den
Spalt beide Félle identisch sind, so dass nur einer betrachtet werden muss ([58],
[80]). Fiir die hier untersuchte Geometrie ist die Stromung am Spalteintritt jedoch
stark unsymmetrisch,was die Untersuchung beider Falle notwendig macht.
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5.3 Dimensionsanalyse der thermischen Einlauf-
stromung

Bevor auf die Ergebnisse fiir die dimensionslosen Temperaturen und Warmestrome
eingegangen wird, soll in analoger Weise zur laminaren, hydrodynamischen Einlauf-
stromung eine sinnvolle Laufkoordinate fiir die thermische Einlaufstromung abge-
leitet werden. Dazu wird die Energiegleichung in dimensionsloser Form fiir inkom-
pressible Fluide betrachtet, wobei die Beitrage der Druckarbeit und der Dissipation
vernachlassigt werden. In Zylinderkoordinaten schreibt diese sich folgendermaflen
[81]:

ﬂa_T+@a_T+aa_T— 1 12 fa_T +lﬂ+ﬂ (510)

"or  r 00  T0z Re-Pr|ror\ or) 00> 022 '
Die Gleichung kann mit folgenden Annahmen fiir die Einlaufstromung in einen Spalt
vereinfacht werden:

o Beziiglich der Stromung werden die gleichen Annahmen wie bei der Analyse
der hydrodynamischen Einlaufstromung getroffen (siche Abschnitt 4.4). Die
Stromungskomponente in radialer Richtung wird als klein gegeniiber der axia-
len Komponente betrachtet und kann vernachlassigt werden:

i, ~ 0 (5.11)

Ferner wird die Stromung und auch das Temperaturprofil als achsensymme-
trisch angenommen, die Differentiale in Umfangsrichtung verschwinden:

9 _, 2
00 062
Die Ergebnisse fiir die hydrodynamische Einlaufstromung zeigen, dass diese

Annahme gerechtfertigt ist, eine nochmalige Prifung fir das Temperaturfeld
kann entfallen.

—0 (5.12)

o Dasin Abb. 5.1 skizzierte Temperaturfeld legt nahe, dass die grofiten Tempera-
turgradienten in radialer Richtung auftreten und folglich Warmeleitungseffekte
in dieser Richtung dominant sind. Wérmeleitungseffekte in axialer Richtung
sind sehr viel kleiner und werden vernachléssigt:

1 0*T N
Re-Pr 022

(5.13)
Mit den getroffenen Vereinfachungen lautet die modifizierte Energiegleichung;:

_oT 1 10 (0T
5 T e Pr {;5 (a—)] (5.14)

Analog zur hydrodynamischen Laufkoordinate z* wird die thermische Laufkoordi-
nate z* eingefiihrt:

bzw. L (5.15)
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Damit wird Gl. 5.14 parameterfrei:

10 <8T> (5.16)

0 ror \ oF

Mit den getroffenen Annahmen wird die thermische Einlaufstromung (beschrieben
durch z*) unabhéngig von der Re- und Pr-Zahl des Problems. Die Ergebnisse des
hydrodynamischen Einlaufes in Kap. 4.6 zeigten jedoch einen Einfluss der Re-Zahl,
was darauf zuriickzufiihren ist, dass die getroffenen Annahmen nur néherungsweise
gelten. Weiterhin gilt die parameterfreie Darstellung nur fiir laminare Stromung, im
Falle von Turbulenz im Spalt kann keine Lauflinge mehr gewahlt werden, bei der
die resultierende Energiegleichung parameterfrei wird.

Aus diesen Griinden wird im nachsten Abschnitt die thermische Einlaufstromung fiir
einen weiten Re-Zahl Bereich untersucht, wobei zwecks vergleichbarer Darstellung
alle Ergebnisse iiber der thermischen Lauflinge z* (bzw. z* fir den ebenen Fall)
aufgetragen werden.

5.4 Ergebnisse

Neben der Re-Zahl tritt als weiterer Ahnlichkeitsparameter die Pr-Zahl in der Ener-
giegleichung auf, die im Allgemeinen eine temperaturabhiangige Stoffeigenschaft ist.
Die Ergebnisse der kinetischen Gastheorie zeigen jedoch, dass fiir einatomige Gase
Pr = 2/3 ~ 0.667 gilt, fir zweiatomige Gase (nach der Korrektur von Eucken)
Pr = 28/38 ~ 0.737 [40]. Weiterhin sind diese Werte temperaturunabhéngig. Der
Vergleich mit gemessenen Stoffwerten zeigt, dass diese Angaben sehr gut fiir ei-
ne Vielzahl von Gasen zutreffen, so dass der Wertebereich der Prandtl-Zahl stark
eingeschrankt werden kann. Da in praktischen Anwendungen zweiatomige Gase héu-
figer anzutreffen sind, wird diese Untersuchung auf Pr = 0.71 beschrankt, was der
Prandtl-Zahl von Luft iber dem interessanten Temperaturbereich von 20 — 300 °C
entspricht. In guter Nédherung gelten die so berechneten Werte auch fiir andere zwei-
atomige Gase.

Zur numerischen Berechnung werden die gleichen Randbedingungen wie zur Analyse
der hydrodynamischen Stromung verwendet, als Temperaturdifferenz wird willkiir-
lich ein Wert von 100K angesetzt. Weil die Energiegleichung von den Impulsglei-
chungen entkoppelt ist, kann diese im Anschluss gelost werden. Im Unterschied zur
Losung der Impulsgleichungen kann diese Rechnung fiir den gesamten Re-Zahl Be-
reich stationar erfolgen.

Da die Ergebnisse fiir die Rotordrehung im untersuchten Bereich nur zu geringfii-
gigen Anderungen des axialen Strémungsfeldes fithren (siche Abschnitt 4.6.1), hat
diese auch auf die Warmeiibertragung einen vernachlassigbaren Einfluss. Die Unter-
suchungen beschranken sich daher auf den Fall ohne Rotordrehung.

Die Ergebnisse fiir laminare und transitionelle Stromung bis Re ~ 6000 sind in den
Abb. 5.4 - 5.5 fur die R1-Randbedingung und in den Abb. 5.6 - 5.7 fiir die G1-
Randbedingung dargestellt. Diese zeigen, dass die Warmestrome in beiden Féllen
nach hinreichend grofler Lauflinge gegen die erwarteten Grenzwerte von 2 bzw. —2
fiir Wand mit der 0 bzw. 1 Randbedingung laufen, die adiabate Mischungstempe-
ratur entsprechend gegen 7T,, = 0.5. Die thermische Einlauflinge erweist sich als
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nahezu Re-Zahl unabhéngig und betrégt L., = 0.1. Verglichen mit der hydro-
dynamischen Einlauflinge (L;[yd = 0.015) ist diese bedeutend ldnger, umgerechnet
mit der Pr-Zahl ergibt sich das Langenverhaltnis Liperm /Liya ~ 4.7. Der wesentliche
Grund fiir die grofie thermische Einlauftiefe liegt in der Definition des ausgebildeten
Temperaturprofils, das durch den Abbau von Temperaturdifferenz infolge Wérme-
leitung erreicht wird. Wegen der Abhéngigkeit der Warmeleitung von Temperatur-
differenzen ist dies ein asymptotischer Prozess, der theoretisch nie seinen Endwert
erreicht.

Die Fluideintrittstemperaturen bei x* = 0 zeigen, dass es bereits in der Zustromung
zum Spalt zu einer Aufheizung des Gases durch Kontakt mit der beheizten Wand
(1I-Randbedingung) kommt. Bei niedrigen Re-Zahlen (Re < 500) fallt diese beson-
ders deutlich aus, da kleine Re-Zahlen gleichbedeutend mit kleinen Massenstromen
sind (p-u- Dy = 1m/b = Re-n) und der Spaltstrom eine verhaltnisméBig kleine
Warmekapazitat (1 - ¢,) hat. Da diese Aufheizung vor dem eigentlichen Spalt statt-
findet, ist zu vermuten, dass diese durch die gewéhlten Stromungsraumabmessungen
beeinflusst wird. Zur Untersuchung dieses Effekts wird die “1“-Randbedingung nur
fiir einem gewisse Strecke vor dem Spalt vorgegeben. Dabei zeigt sich, dass auch bei
Re =~ 100 die Anderung des Aufheizgrades unter 5% bleibt, solange fiir die Strecke
mit der 1-Randbedingung Ligp/h > 100 gilt. Dies muss fiir die spétere Auslegung
des Versuchsstandes in Kap. 9 beriicksichtigt werden.

Fir den Bereich 500 < Re < 3000 zeigen die Ergebnisse eine geringe Abhéngigkeit
von der Re-Zahl; offenbar sind hier die getroffenen Voraussetzungen fiir die thermi-
sche Lauflainge x* gut erfiillt. Im transitionellen Bereich entstehen hinter dem Spalt-
eintritt Zonen mit turbulenter Fluidbewegung, die durch die turbulente Warmeleit-
fahigkeit ein deutliches Anwachsen der Warmestrome und ein gleichsam schnelles
Aufheizen des Gases bewirken. Interessanterweise bleibt die thermische Einlauflan-
ge L., unverandert; scheinbar bewirkt nach Relaminisation der Strémung die
geringere Temperaturdifferenz zwischen Gas und beheizter Wand ein langsameres
Autheizen, was den schnellen Temperaturanstieg im turbulenten Bereich wieder kom-
pensiert.

Im voll turbulenten Bereich werden die thermischen Einlauflingen erwartungsgemafl

wesentlich verkiirzt und betragen Re-Zahl abhangig zwischen L}, ... = 0.035 (fir
Re = 8928) und Lj},,,.,., = 0.024 (fir Re = 15273). Ebenso sind die Warmestrome

im Einlauf und im voll ausgebildeten Bereich wesentlich hoher. Der Vergleich der
ausgebildeten Warmestrome zeigt, dass bereits bei Re = 8928 der fiinffache Wir-
mestrom (verglichen mit der laminaren Stromung) zwischen beiden Bauteilen bei
gleicher Temperaturdifferenz tibertragen wird. Im turbulenten Bereich ist mit einer
deutlich verbesserten thermischen Kopplung zwischen Rotor und Gehause durch das
Gas zu rechnen.

Vergleicht man die Ergebnisse der beiden Randbedingungen miteinander, so zeigen
sich gerade im Spalteintritt deutliche Unterschiede zwischen beiden Féllen. Insbeson-
dere die 1-Randbedingung fiir den Rotor fiithrt zu ausgepragten Warmestromspitzen
am Rotor selbst, was eine Folge der Stromungsablosung in diesem Bereich ist. Mit
der 1-Randbedingung fiir das Gehéuse féllt diese geringer aus, da am Gehause die
Stromung nie ablost.



5.4. FErgebnisse

95

Q)Rl,Rot/Geh

0.6

0.5 ¢

0.4t

TRl,m

0.2 ¢

0.1

-2

-’
-
-

Warmestrom Gehause

Warmestrom Rotor

— Rotor, Re = 101

--- Gehéuse, Re = 101

0.3 1

—— Rotor, Re = 311  --- Gehéuse, Re = 311
— Rotor, Re = 610  --- Gehause, Re = 610
— Rotor, Re = 1184  --- Gehéduse, Re = 1184
—— Rotor, Re = 2561  --- Gehause, Re = 2561
—— Rotor, Re = 3993  --- Gehause, Re = 3993
— Rotor, Re = 5893  --- Gehéause, Re = 5893
0 002 004 006 008 01 012 014 016 0.18
Tt = Dh~1§e~Pr
Abb. 5.4: Warmestrome mit der 1-Randbedingung fiir den Rotor
— Re = 101
—— Re = 311
— Re =610
—Re = 1184
—— Re = 2561
—— Re = 3993
— Re = 5893
0 002 004 006 008 01 012 014 016 0.18
Tt = Dh-lge-Pr

Abb. 5.5: Adiabate Mischungstemperatur mit der 1-Randbedingung fiir den Rotor
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Abb. 5.12: Vergleich der hydrodynamischen und thermischen Einlauflangen.

5.5 Thermische Einlauflangen

Zur Bewertung der thermischen Einlaufeffekte kann im Gegensatz zur hydrodyna-
mischen Einlaufstromung keine generelle Aussage iiber deren Einfluss auf die Ge-
samtwarmebilanz der Bauteile gegeben werden, da diese neben der Spaltgeometrie
h/L und der Re-Zahl zusétzlich noch von den jeweiligen Temperaturverhiltnissen
abhéngt. Zur Einordnung kann lediglich die auf die Spalthohe bezogene thermische
Einlauflinge Liperm/h = 2 - L},.,.. - Re - Pr betrachtet werden, die im Vergleich
zur hydrodynamischen Einlauflinge Ly,q/h = 2 - Lzyd - Re in Abb. 5.12 aufgetragen
ist. Die thermischen Einlauflaingen sind wesentlich grofier und selbst fiir tiefe Spalte
mit L/h = 400 wird oberhalb von Re = 3000 keine ausgebildete thermische Stro-
mung erreicht. Es ist daher zu erwarten, dass die thermische Einlauflinge auf die
Wiérmeiibertragung generell einen grofieren Einfluss hat als die hydrodynamische
Einlaufstrecke auf die Durchstromung. Bei niedrigen Re-Zahl wird die Einlauflange
jedoch kurz und das voll ausgebildete Temperaturprofil dominiert.

5.6 Sonderfall gleicher Wandtemperaturen

Das oben erlauterte Superpositionsprinzip enthélt als Sonderfall die Warmestréome
bei gleichen Wandtemperaturen (d.h. Trys = Tgen = To). Dieser ist in der Literatur
umfangreich untersucht worden (siehe Abschnitt 1.5) und wird hier zum Vergleich
herangezogen. Die Nufleltzahlen hierfiir werden iiblicherweise auf die Differenz zwi-
schen der adiabaten Mischungstemperatur und der Wandtemperatur bezogen [10]:

T-T, T
Nup = =1, (5.17)
n

T—L_"m
Tw_Tm
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Abb. 5.13: Nup-Werte fiir den Sonderfall gleicher Wandtemperaturen bei voll aus-
gebildeter Stromung.

Durch Gleichsetzen der Warmestrome kann die Nufleltzahl Nuyp fiir gleiche Wand-
temperaturen bestimmt werden:

A A
Guw = D_ [(I)Rl,Rot/Geh : (Tw - TO,l) + (I)GI,Rot/Geh : (Tw - TO,l):| = D_NuT(Tm_Tw)
h h
(5.18)
Auflosen nach Nup liefert:
1
Nup = T T [(I)Rl,Rot/Geh : (Tw - TO,l) + (I)GLRot/Geh ’ (Tw - TOJ)] (5‘19)

Die adiabate Mischungstemperatur 7}, berechnet sich nach GIl. 5.5. Die Rechnung
kann fiir beide Wénde (Rotor bzw. Gehause) ausgefiithrt werden, wobei sich fir die
voll ausgebildete Stromung identische Werte an beiden Wéanden ergeben. Zu beach-
ten ist, dass in diesem Fall die voll ausgebildete Stromung dann erreicht ist, wenn
Nur und damit T nach Gl. 5.17 invariant mit der Strémungslange wird.

Das voll ausgebildete Temperaturprofil im Sinne von GI. 5.7 entspréiche bei gleichen
Wandtemperaturen einem Rechteckprofil mit der Wandtemperatur, das erst nach
dem Abbau aller Temperaturdifferenzen und damit einer sehr grofien Lauflinge er-
reicht wird. Das voll ausgebildete Temperaturprofil nach Gl. 5.17 fordert dagegen,
dass sich die Fluidtemperatur in gleicher Weise dndert wie der Warmestrom vom
Fluid an die Wand. Ein voll ausbildetes Temperaturprofil in Sinne von Nur wird
damit nach einer sehr viel kiirzeren Einlauflinge im Vergleich zu dem Temperatur-
profil nach Gl. 5.7 erreicht.

Als Referenz fiir die Nufeltzahlen bei hydrodynamisch und thermisch voll entwi-
ckelter Stromung gilt im laminaren Fall Gl. 1.25, die aus den Erhaltungsgleichungen
iiber eine Reihenentwicklung bestimmt ist. Fiir die turbulente Stromung wird die
Formel von Gnielinksi Gl. 1.26 herangezogen, die ein anerkannter Standard fiir die
Warmeiibertragung in Kanalen ist.

Die mit dem Superpositionsprinzip berechneten Nup-Werte fiir die hydrodyamisch
und thermisch voll ausgebildete Stromung (nach Gl. 5.17) sind in Abb. 5.13 aufge-
tragen. Die Ergebnisse stehen im sehr guten Einklang mit den Literaturwerten, was
die Giltigkeit der im vorherigen Abschnitt bestimmten Wérmestrome unterstreicht.



Kapitel 6

Einfluss der Kompressibilitat

6.1 Stromungsgrofien

Da Gase ein kompressibles Medium sind, gilt die in den beiden vorherigen Ka-
piteln durchgefiihrte Analyse lediglich fiir den Sonderfall kleiner Druckdifferenzen
iiber dem Spalt. Fiir grofe Druckgefille dndert sich die Dichte des Gases signifikant
im Stromungsfeld, was einen erheblichen Einfluss auf die Durchstromung und die
Warmeiibertragung erwarten lasst. Die Berechnung der Dichteverteilung im Stro-
mungsfeld macht ein gekoppeltes Losen der Impuls- und Energiegleichung notwen-
dig. Die Analyse der Stromung erfolgt in dhnlicher Weise zur inkompressiblen Stro-
mung, wobei zundchst geeignete Mittelgroflen fiir Druck, Temperatur, Dichte und
Geschwindigkeit tiber der Spalthohe eingefiihrt werden:

o Im Hinblick auf die Anwendung des Impulssatzes wird unter dem Druck wie
bei der inkompressiblen Stromung der flichengemittelte Wert nach GI. 4.10
verwendet.

» Die statische Temperatur 7,, wird so gewahlt, dass die Energiegleichung der
Gasdynamik erfiillt ist. Diese beschreibt die Umwandlung von thermischer in
kinetische Energie und lautet fiir adiabate Stromungen:

1
-u2:Tm-(1+“2 -M2) (6.1)

Tom =T, +

0 2-¢p
Die Temperatur 7, wird darin als Ruhetemperatur bezeichnet, da diese die-
jenige Temperatur ist, die bei Verzogern des Gases auf die Geschwindigkeit
Null erreicht wird.

o Die gemittelten Groflen sollen ebenfalls die ideale Gasgleichung erfiillen, die
mittlere Dichte bestimmt sich demnach zu:
_ DPm

Pm =T, R,

(6.2)

e Das Produkt aus mittlerer Dichte, mittlerer Geschwindigkeit und der Spalt-
querschnittflache soll dem Spaltmassenstrom entsprechen, daraus folgt die Be-
rechnungsgleichung fiir die mittlere Geschwindigkeit:

U (@,y) = pml.h/p(:v,y)%(af,y) - dy (6.3)
h
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o Unter der lokalen Machzahl wird das Verhéltnis von lokaler gemittelter Stro-
mungsgeschwindigkeit zur lokalen Schallgeschwindigkeit (basierend auf der ge-
mittelten Temperatur) verstanden:

Um

M=_——m
vVk-Rg-T,,

(6.4)

Die Bestimmungsgleichungen fiir die Temperatur und die Stromungsgeschwindigkeit
sind miteinander gekoppelt; durch Einsetzen ergibt sich eine quadratische Gleichung
zur Berechnung der Temperatur.

Die Darstellung der Ergebnisse folgt diesen Definitonen, der Index “m® wird zwecks
Ubersichtlichkeit weggelassen. Durch die sich d&ndernde Dichte im Spalt bildet sich
im Gegensatz zur inkompressiblen Stromung kein voll ausgebildetes Geschwindig-
keitsprofil aus. Durch den Druckverlust in der Spaltdurchstréomung sinkt die mittlere
Dichte ab, was zu einer Geschwindigkeitssteigerung fithrt, um die Kontinuitét zu ge-
wahrleisten. Die Form des Geschwindigkeitsprofils &ndert sich stetig im Verlauf der
Durchstromung; wie spéter gezeigt wird, entspricht dieses (nach einer ausreichenden
Lauflinge) jedoch nahezu der Poiseuille-Parabel mit dem lokalen Wert der mittleren
Dichte.

Zur Ableitung einer geeigneten Definition des scheinbaren Reibwertes wird auf den
Impulssatz Gl. 4.9 zurtickgegriffen, der auch fiir kompressible Stromung mit p =

p(x,y) giltig ist:

h/2 h/2
/ pl + dx,y) - u*(z + dv,y) - dy — / p(,y) - u?(x,y) - dy =
—h/2 —h/2
I(atde) ) 1(2) ’
h/2
(ot n)dot [ lpley) — platdoy)dy (69
—h/2

Die Terme auf der rechten Seite kénnen analog zur inkompressiblen Strémung mit
der Definition des Reibwertes (Gl. 4.13) und des mittleren Drucks (Gl. 4.10) umge-
formt werden. Bei dem Reibwert ist zu beachten, dass sich dieser auf den lokalen
Staudruck p(z)/2 - u(x)? bezieht, der durch die Strémungsbeschleunigung im Spalt-
verlauf ansteigt. Der Reibwert ist damit nicht mehr auf eine feste Referenzgrofle,
sondern auf einen lokale Grofle bezogen.

Der Impulsfluss auf der linken Seite bedarf aufgrund der sich &ndernden Dichte ei-
ner genaueren Betrachtung, wozu die Terme zunéchst unter Berticksichtigung des
Impulsflussfaktors (siehe Gl. 4.16) umgeformt werden:

I(x+dr) = p(z+dz)-u?(v+dr)-h-Kp(z-+dz) I(z) = p(x)-u(z)*-h-Kp(z) (6.6)
Gemaf der Kontinuitatsbeziehung gilt ferner:

plx +dx) - u(x + dx) = p(x) - u(x) (6.7)
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Fiir das betrachtete infinitesimal breite Kontrollvolumen (“KV1¢ in Abb. 4.1) kon-
nen die relevanten Groflen mit einer Taylorreihe um die Position x entwickelt werden:

w(x+dr) =u(z)+du  Kp(x+dx)=Kp(z)+dKp (6.8)

Durch Einsetzen und die Vernachlassigung von Termen hoherer Ordnung ergibt sich
die Impulsflussédnderung;:

I(x+dz) —I(x) = p(x) - u(x) - h(u-dKp + du - Kp) (6.9)

Der erste Term in der Klammer beschreibt die Forménderung des Geschwindig-
keitsprofils und ist identisch zum inkompressiblen Fall (siehe Gl. 4.20). Der zweite
Term stellt die Impulsflussianderung durch die ansteigende mittlere Stromungsge-
schwindigkeit dar. Zur Vergleichbarkeit mit der inkompressiblen Stromung wird die
Definition des scheinbaren Reibwertes (Gl. 4.23) iibernommen, der Impulssatz lautet
nach einigen Umformungen:

du dx dx
—— 4+ 2. Kp-—=—(2-dK ) = —fuy - — 1

Der scheinbare Reibwert beinhaltet wieder die tatsdchliche Wandschubspannung und
die Anderung der Form des Geschwindigkeitsprofils, nicht jedoch den Effekt der Stré-
mungsbeschleunigung infolge der Kompressibilitat. Wie auch der Reibwert ist dieser
auf den lokalen Staudruck an der Stelle x bezogen, der sich entlang des Stromungs-
weges andert.

6.2 Reibung in der kompressiblen Stromung

Die Analyse des Kompressibilitéitseinflusses auf die Reibwerte erfolgt zunéchst unter
der Vorraussetzung einer adiabaten Stromung, d.h. der Warmestrom und damit der
Temperaturgradient normal zur Wand verschwindet. Der Einfluss der Warmetiber-
tragung durch beheizte bzw. gekiihlte Wande wird im nédchsten Abschnitt unter-
sucht.

Das Vorgehen folgt dabei dem aus Kap. 4, wobei die dimensionslosen Reibwerte
aufgrund der Kompressibilitat keine reine Funktion der Reynoldszahl sind. Diese
ist auch in einer kompressiblen Spaltstromung in erster Naherung eine Konstan-
te entlang des Spaltes, da das Produkt von Dichte, Stromungsgeschwindigkeit und
hydraulischem Durchmesser (der Zéhler der Re-Zahl) den doppelten Massenstrom
pro Einheitsbreite beschreibt, der gemafl der Massenerhaltung konstant ist. In einer
kompressiblen Stromung éndert sich jedoch die Temperatur des Gases, was zu einer
leicht veranderten Viskositdt und folglich zu einer Reynoldszahlanderung im Stro-
mungsverlauf fithrt. Dieser Effekt ist fiir die praktische Anwendung jedoch gering
und wird hier vernachléssigt, die Reynoldszahl wird damit zu einer Konstanten.
Neben der Reynoldszahl beeinflusst noch der Verlauf der Machzahl das Ergebnis,
so dass fiir verschiedene Reynoldszahlen der Machzahlverlauf iber den Spalt vari-
iert wird. Fiir die Abschiatzung geeigneter Druckrandbedingungen zum Einstellen
der gewiinschten Re- und Machzahlen wird das in Kap. 8 beschriebene Programm
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Abb. 6.1: Verlauf der Machzahl in einem Spalt mit h = 0.15 mm, L = 20 mm. Als
Machzahl am Spaltaustritt wurde ein Wert von M, ~ 0.7 angestrebt.

verwendet, wobei zunachst nur die inkompressiblen Reibwerte eingesetzt werden
konnen. Hierbei ist zu beachten, dass die gewiinschten Re-Zahlen nicht exakt getrof-
fen werden; in den spater gezeigten Vergleichen konnen die Re-Zahlen bis zu +7%
voneinander abweichen. Die numerische Auswertung der Stromungsgrofien erfolgt
analog zum inkompressiblen Fall.

Grundsétzlich ist die Machzahl am Spalteintritt stets relativ gering, erst im Laufe
der Durchstromung wird das Gas infolge des Druckverlustes beschleunigt, was zu
einem Anstieg der Machzahl fithrt. Der Verlauf der Machzahl in Durchstromungs-
richtung ist fir verschiedene Reynoldszahlen in Abb. 6.1 dargestellt. Da bei kleinen
Reynoldszahlen die Reibung einen verhéltnisméflig groflen, drosselnden Effekt auf
die Stromung ausiibt, ist hier tiber einen groflen Bereich der Spalttiefe die Mach-
zahl niedrig. Erst zum Spaltaustritt hin findet eine starke Stromungsbeschleunigung
statt. Bei groflen Reynoldszahlen verringert sich der Einfluss der Reibung, was eine
hohe Machzahl am Spalteintritt und einen flachen Anstieg derselben zur Folge hat.
Zur systematischen Untersuchung des Reibwertverlaufs wird fiir jede Reynoldszahl
die Machzahl am Spaltaustritt von My = 0.3 bis etwa My = 0.7 variiert, was nah an
der verblockten Stromung liegt (siehe Kap. 8.1). Zusétzlich werden unterschiedliche
Spalttiefen untersucht, so dass die Auswirkung der Stromungsbeschleunigung im
Spalt bewertet werden kann. Die Bezeichnung der Berechnungsfille in den folgenden
Abbildungen erfolgt dabei nach der erreichten Machzahl M, am Spaltaustritt. Die
Ergebnisse werden im laminaren und transitionellen Bereich durch das Produkt aus
Reibwert und Reynoldszahl (Po = f,,, Re) angegeben, deren Verlauf iiber " in den
Abb. 6.2 - 6.3 dargestellt ist. Fiir eine inkompressible, voll ausgebildete Stromung
gilt nach Gl. 4.15 Po = 96, was als Referenz in die Diagramme eingetragen ist.
Fir die turbulente Stromung erfolgt die Darstellung direkt als Reibwert f,,(z™),
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zum Vergleich sind hier die Ergebnisse der inkompressiblen Stromung aus Kap. 4
eingezeichnet.

Bei den Ergebnissen des laminaren Falls sind mit Ausnahme des Einlaufbereiches die
Reibwerte grundsétzlich hoher als im inkompressiblen Vergleichsfall. Wie erwartet
entwickelt sich keine voll ausgebildete Stromung mit df,,,/dz™ = 0; die Reibwerte
steigen in allen Féllen nach dem Einlaufbereich in Stromungsrichtung leicht an.
Dieser Anstieg fillt mit max. 10% allerdings bemerkenswert gering aus, so dass
nach Abklingen der Einlaufstorungen die Stromung mit guter Néherung als quasi-
ausgebildet angesehen werden darf.

Die Rechnungen mit kiirzeren Spalttiefen ergeben fiir laminare Stromung generell
grofere Reibwerte als die mit grofleren Spalttiefen, so dass die Reibwerte in der
quasi-ausgebildeten Stromung keine Funktion der Machzahl alleine sind. Den Ergeb-
nissen zufolge scheinen diese vielmehr von der Stromungsbeschleunigung dM /dz™*
abzuhéngen, die bei kurzen Spalten entsprechend hoher ist. Eine Auswertung der
Poiseuille-Zahl iiber diesem Kennwert ist in Abb. 6.4 fiir verschiedene Reynoldszah-
len aufgetragen, wodurch diese Vermutung bestétigt wird. So kann die Abhéngigkeit
der Reibwerte von der Stromungsbeschleunigung mit guter Naherung durch die fol-
gende Funktion erfasst werden, die ebenfalls in Abb. 6.4 eingezeichnet ist:

2.5 (i—ﬂf)o'ﬁ ~0.35 (%)] (6.11)

Das Ergebnis entspricht damit scheinbar nicht den Erkenntnissen von Asako et. al
9], [41], die eine deutliche Abhéngigkeit des Reibwertes von der lokalen Machzahl
feststellten. Hauptursache hierfiir diirfte die Definition des Reibwertes sein, die an-
ders, als hier vorgeschlagen, den Reibwert rein auf die Wandschubspannung (d.h. f)
bezieht.

In der voll turbulenten Strémung mit Re > 8000 ist in der Abb. 6.3 praktisch kein
Unterschied zwischen den Reibwerten der inkompressiblen und der kompressiblen
Reibwertverlaufe in der ausgebildeten Stromung zu erkennen. Auch die Variation
der Spalttiefe und damit der Stromungsbeschleunigung hat nahezu keine Auswir-
kung auf die Reibwerte, so dass fiir turbulente Stréomungen mit sehr guter Ndherung
die Werte der inkompressiblen Stromung gelten.

1
ffd,k:omp = ffd,inkomp + %
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Abb. 6.2: Einfluss der Kompressiblitat auf die Reibwerte in laminarer Stromung
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Abb. 6.4: Poiseuille-Zahl als Funktion der Stromungsbeschleunigung in der quasi-
ausgebildeten Stromung. Die Ergebnisse beinhalten unterschiedliche Reynoldszahlen
und Ergebnisse aus Rechnungen mit unterschiedlichen Spalttiefen.
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6.2.1 Einlaufverluste in kompressibler Stromung

Analog zur inkompressiblen Stromung ergeben sich hinter dem Spalteintritt gro-
Bere Reibwerte, da hier das Geschwindigkeitsprofil noch nicht entwickelt ist. Zur
Quantifizierung dieser Einlaufverluste wurde fiir die inkompressible Stromung der
inkrementelle Druckverlust eingefithrt, der die zuséatzlichen Verluste gegeniiber der
voll ausgebildeten Stromung erfasst (siche Abschnitt 4.2.5).

Fiir die kompressible Stromung kann diese Beschreibung nicht verwendet werden,
da zum einen keine tatsiachlich voll ausgebildete Stromung als Referenzwert zur Ver-
fiigung steht und zum anderen der mittlere Staudruck der kompressiblen Stromung
nicht konstant ist. Dieser steigt im Laufe der Spaltdurchstrémung an, was bei der
Integration der Impulsgleichung (Gl. 6.10) beriicksichtigt werden muss. Damit ist
die Form nach GI. 4.26 fiir kompressible Stromungen nicht mehr giiltig, so dass eine
einfache Bewertung der Einlaufverluste nicht moglich ist.

Lediglich fiir den Sonderfall der schwach kompressiblen Stromung mit geringer Ande-
rung des Staudrucks und den vorher beschriebenen, quasi ausgebildeten Reibwerten
kann der inkrementelle Druckverlust ndherungsweise in kompressibler Strémung be-
stimmt werden. Die Ergebnisse hierfir mit M; =~ 0.2, My ~ 0.3 sind in der Abb.
6.5 dargestellt, die zum Vergleich auch die inkompressiblen Verldaufe enthalten. Die
Einlauflingen entsprechen den Ergebnissen der inkompressiblen Stromung, die sich
dann einstellenden Werte von K sind im laminaren und transitionellen Bereich al-
lerdings deutlich niedriger als im inkompressiblen Fall. Durch die Kompressibilitét
reduziert sich die Bedeutung der Einlaufeffekte auf den Spaltmassenstrom.

In der turbulenten Strémung (mit Re > 8000) sind die Werte aufgrund der sich
erst im Spalteinlauf entwickelnden Turbulenz negativ, wie in Kap. 4.7 erlautert. Fiir
eine kompressible Stromung féllt dieser laminare Einlaufbereich offenbar starker ins
Gewicht; die entwickelten inkrementellen Druckverluste sind deutlich kleiner als im
inkompressiblen Vergleichsfall.

Fiir starker kompressible Stromungen miissen die lokalen Reibwertverlaufe zur Lo-
sung der Impulsgleichung eingesetzt werden. Im Einlaufbereich sind diese bei hoher
Stromungsbeschleunigung (d.h. geringer Spalttiefe) grofier; vereinfachend werden
die Werte der schwach kompressiblen Stréomung mit der Korrektur nach Gl. 6.11
verwendet. Hierbei ist zu bedenken, dass (unter Berticksichtigung der Kontinuitét
p - u = const.) der Staudruck proportional mit der Machzahl in der Spaltdurchstro-
mung ansteigt (p/2 - u? o« M). Durch diese Staudruckerhéhung ist die Wandschub-
spannung am Spaltaustritt entsprechend hoher und nimmt damit einen wesentlich
grofleren Anteil an der Gesamtreibung ein als die Einlaufeffekte, was deren Bedeu-
tung fiir stark kompressible Stromungen weiter schmaélert.

Die Ergebnisse fiir die voll turbulente Stromung zeigen, dass die Stromungsbeschleu-
nigung nur einen zu vernachlassigenden Einfluss auf die Reibwertverteilung ausiibt,
so dass hier die Werte der schwach kompressiblen Stromung ohne Korrektur verwen-
det werden.
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Abb. 6.5: Einfluss der Kompressiblitit auf den inkrementellen Druckverlust im Spalt-
eintritt
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Abb. 6.6: Einfluss der Kompressiblitat auf die Zustromverluste zum Spalt. Gezeigt
sind hier die Werte mit vgl. hoher Machzahl am Spaltein- und -austritt (M; = 0.3,

6.2.2 Zustromverluste

In der kompressiblen Zustromung treten die gleichen Verlustmechanismen wie bei
der inkompressiblen Stromung auf (siche Abschnitt 4.2.6), fiir die Bewertung wird
wieder der Verlustkoeffizient K, verwendet:

P1,ideal — P1,real

K, = % (6.12)
Als BezugsgroBe dient der Staudruck p/2 - u? im Spalteintritt. Zur Bestimmung
des verlustfreien Eintrittsdrucks py jgeqs Wurde fiir die inkompressible Stromung die
Bernoulli Beziehung angewendet, die die notwendige Druckabsenkung zur Beschleu-
nigung der Stromung auf die Geschwindigkeit u; beschreibt. Fiir kompressible Stro-
mung ist diese Gleichung nicht giiltig, fiir die Berechnung des idealen Eintrittsdrucks
wird die Druckabsenkung einer isentropen Stromung herangezogen [78]:

K

k—1_ 51"
P1jideal = Po |1+ 5 M (6.13)

Der Vergleich der kompressiblen mit den inkompressiblen Ergebnissen in Abb. 6.6
zeigt einen geringen Einfluss der Kompressibilitat; fiir praktische Berechnungen kon-
nen die inkompressiblen Werte eingesetzt werden.

Die kinetische Energie der Stromung wird im adiabaten Fall aus der thermischen
Energie des Gases entnommen, was zu einer Absenkung der Temperatur im Spalt-
eintritt fithrt. Andererseits wird infolge der inneren Gasreibung Energie dissipiert,
was eine leichte Temperaturerhohung zur Folge hat. Zur Beschreibung beider Phé-
nomene wird ein polytroper Ansatz mit dem Polytropenexponenten n gewahlt:

n—1

DPin ~n
Po,1

Tin =T 1 - (6.14)
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Abb. 6.7: Verhéaltnis des Polytropenexponenten n im Verhéltnis zum Isentropenexpo-
nenten x. Die Werte korrespondieren zu verschiedenen Machzahlen am Spalteintritt.

Fiir bekannte Temperaturen und Driicke kann daraus der Exponent n bestimmt

werden:
1

In(pin/po,1)
Das Verhéltnis n/k ist in Abb. 6.7 fiir verschiedene Machzahlen am Spalteintritt als
Funktion der Re-Zahl dargestellt. Den Ergebnissen nach ist das Verhaltnis nahezu
unabhéngig von der Re- und Machzahl der Stromung und liegt bei n/k &~ 0.88, was
fir die weiteren Rechnungen in Kap. 8 verwendet wird.

(6.15)

n =

6.2.3 Impulsflussfaktoren

Zur Losung der Impulsgleichung Gl. 6.10 wird der Impulsflussfaktor Kp benotigt,
der geméafl seiner Defintion nach Gl. 4.16 die Form des Geschwindigkeitsprofils
erfasst. Fir die inkompressible, laminare, voll ausgebildete Stromung gilt Kp =
1.2, fir die Geschwindigkeitsprofile der Einlaufstromung und in der turbulenten
Stromung gelten andere Werte. Weiterhin wird in kompressibler Stromung kein
tatsdchlich voll ausgebildetes Geschwindigkeitsprofil erreicht, so dass hier Kp =
Kp(Re,xt,dM/dz™) gilt. Die Ergebnisse der vorherigen Abschnitte lassen aller-
dings erwarten, dass analog zum quasi- ausgebildeten Reibwert der Impulsflussfak-
tor ebenfalls praktisch konstant wird. Diese Vermutung wird durch die Ergebnisse
in der Abb. 6.8 bestétigt, da die Werte sich nach Abklingen der Einlaufstérungen
nur unwesentlich von den voll ausgebildeten, inkompressiblen Werten unterschei-
den. Weiterhin sind die Abweichungen hiervon selbst in der Einlaufstromung sehr
gering, so dass zur Vereinfachung fiir laminare und transitionelle Stromungen mit
Kpiam = 1.2 fir die gesamte Spalttiefe gerechnet werden kann. Fiir turbulente
Stromungen gilt gleiches, hier ist der Wert aufgrund des flachen Geschwindigkeits-
gradienten in der turbulenten Kernstromung mit Kp ;. = 1.07 geringer.
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6.3 Kompressible Stromung mit Warmeiibertra-
gung

Durch die Kopplung der Impuls- und Energiegleichung in einer kompressiblen Stro-
mung wird die Energiegleichung nichtlinear, womit das in Kap. 5.2 vorgestellte Su-
perpositionsprinzip zur Warmeitibertragung bei unterschiedlichen Wandtemperatu-
ren nicht anwendbar ist. Eine exakte Behandlung des Warmeiibertragungsproblems
erfordert eine weitreichende Untersuchung aller relevanten Ahnlichkeitsparameter
(Re, My, My, L/h, Tr/To 1, Te;/To 1) Eine solches Vorgehen ist prinzipiell moglich,
aufgrund der groflen Anzahl mdoglicher Kombinationen jedoch nicht zweckméfig. Im
Folgenden wird daher eine Methode vorgestellt, die niherungsweise die Ubertragung
der inkompressiblen Warmetibertragungsergebnisse auf die kompressible Stromung
erlaubt.

Zur Erlauterung des Prinzips wird zuerst das Gastemperaturprofil an einer ideal
isolierten Wand betrachtet. Unmittelbar an der Wand wird die Strémung durch
Haftung auf die Geschwindigkeit Null verzogert, was ein Ansteigen der Gastempe-
ratur bis auf die Ruhetemperatur erwarten lasst. Gleichzeitig sorgt jedoch die durch
den Temperaturgradienten entstehende Warmeleitung im Gas dafiir, dass Warme
aus den aufgestauten wandnahen Schichten in Richtung der freien Stromung trans-
portiert wird und sich somit eine Gastemperatur unterhalb der Ruhetemperatur an
der Wand einstellt. Als weiterer wichtiger Effekt kommt die Dissipationswéirme zum
Tragen, die aus den groflen Geschwindigkeitsgradienten an der Wand entsteht und
den Warmeleitungseffekt teilweise kompensiert.

Zur Bestimmung der sich an einer adiabaten Wand einstellenden Temperatur T,
wird der “Recovery- Faktor* eingesetzt, der beide Effekte zusammenfasst [83]:

Taw—T_Taw_T k—1

R= = Tow=T-(1+R-
T,—T  u?/2, (1+ 2

- M?) (6.16)

Die Temperatur T ist fiir angestromte Korper die statische Temperatur der Anstro-
mung und fiir den Spalt die eingangs definierte Mitteltemperatur. Der Recovery-
Faktor driickt aus, welcher Anteil der kinetischen Energie an der Wand wieder in
Form von thermischer Energie zuriickgewonnen wird. Die Werte sind immer kleiner
1 und liegen nach Literaturangaben in Rohren zwischen 0.87 und 0.91, wobei sich
diese Angaben auf Stromungen mit grofler Re-Zahl beziehen [83].

Die Recovery- Faktoren fiir die hier untersuchte Spaltstromung kénnen aus den
Ergebnissen fiir die adiabate Stromung bestimmt werden und sind allgemein eine
Funktion von Re, Pr, Ma !. Die numerisch bestimmten Werte fiir Luft mit Pr = 0.71
sind in Abb. 6.10 iiber der thermischen Lauflinge x* aufgetragen. Unmittelbar am
Spalteintritt ergeben sich hier unterschiedliche Werte fiir die Rotor- bzw. Gehéuse-
seite des Spaltes, die Einlaufstorungen klingen jedoch nach sehr kurzer Lauflinge
ab und es ergeben sich praktisch gleiche und konstante Werte an beiden Seiten des
Spaltes. Bemerkenswert ist zudem, dass die Recovery-Faktoren in der laminaren und
transitionellen Stromung in der quasi-ausgebildeten Stromung nahezu unabhéngig

I Als weiterer Ahnlichkeitsparameter tritt bei der Dimensionsbetrachtung in Kap. 2.4 die Eckert-
Zahl auf. Fir eine adiabate Stromung gilt Ec = %, d.h. die Eckert-Zahl ist fiir adiabate Strémungen
kein Parameter, sondern ein Ergebnis.
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Abb. 6.9: Qualitative Darstellung des Geschwindigkeits- und Temperaturprofils an
einer Wand bei kompressibler Stromung

von der Reynoldszahl und der Stréomungsbeschleunigung sind. Die Abweichungen
von diesem Wert unmittelbar am Spalteintritt spielen aufgrund der geringen Mach-
zahlen dort nur eine untergeordnete Rolle, so dass fiir Stromungen bis Re > 8000
mit einem konstanten Wert von R = 0.58 gerechnet werden kann. Analoge Aussagen
gelten auch fir die turbulente Stromung, wobei in dem hier untersuchten Bereich
(Re < 16000) sich Werte von R = 0.78 einstellen.

Zur Berechnung der Warmeiibertragung in kompressibler Stromung wird in der Li-
teratur im Allgemeinen der Unterschied zwischen adiabater und tatséchlicher Wand-
temperatur als treibende Temperaturdifferenz betrachtet (siehe z.B. [10]), d.h. der
Warmestrom berechnet sich nach folgendem Ansatz:

q = Q- (Taw - Tw) (617)

Numerische Rechnungen von Eckert [30] fiir ebene Platten zeigen, dass die so defi-
nierten Wéarmeiibertragungskoeffizienten in guter Naherung mit denen der inkom-
pressiblen Stromung iibereinstimmen. Diese Annahme wird hier ebenfalls zu Grun-
de gelegt, allerdings sind die Warmestrome nach Gl. 5.8 und 5.9 auf die Differenz
zwischen Eintritts- und jeweiliger Wandtemperatur bezogen, so dass die obige Glei-
chung nicht direkt angewendet werden kann und umgeformt werden muss. Dazu wird
die adiabate Wandtemperatur als Funktion der Ruhetemperatur und des Recovery-
Faktors ausgedriickt; durch entsprechende Umformung von Gl. 6.16 ergibt sich:

(R—1)- it M2>
Tow =Ty - (1 + = (6.18)
1454 M2
Durch Einsetzen dieser Beziehung in Gl. 6.17 folgt:
1—R). &=L, )2
2

T*

w
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Abb. 6.10: Verlauf der Recovery-Faktoren fiir Rotor- und Gehéuseseite.
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Die Verwendung der Differenz zwischen adiabater und tatséchlicher Wandtempera-
tur als treibende Kraft fiir die Warmeitibertragung kann demnach auch als Differenz
zwischen der Ruhetemperatur des Gases und einer entsprechend angepassten Wand-
temperatur 7, angesehen werden. Weitergehend kann dies als eine inkompressible
Ersatzstromung interpretiert werden, wobei T} die (inkompressible) Gastemperatur
und 77 die angepasste Wandtemperatur ist. Mit diesem Konzept wird ein Ubertra-
gen der inkompressiblen Ergebnisse aus Kap. 5 auf die kompressible Stromung unter
gewissen Vereinfachungen moglich, was im Folgenden erldutert wird.

Dazu wird nochmals auf den Verlauf der Mach- Zahl tiber der Spalttiefe in Abb.
6.1 verwiesen. Fir grofle Druckdifferenzen wird die Stromung zum Spaltaustritt hin
stark beschleunigt, was zu einem Ansteigen der Mach- Zahl fithrt. Das Anwenden des
oben aufgezeigten Konzepts liefert nach Gl. 6.19 ein Ansteigen der Wandtemperatur
der inkompressiblen Ersatzstromung entlang des Stromungswegs. Die Modellierung
des Kompressibiltitseinflusses erfordert fiir die Spaltstromung also die Ubertragung
der Warmeiibergangsergebnisse von konstanter auf variable Wandtemperatur. Wie
von McCuen [58] gezeigt, ist dies unter der Voraussetzung einer hydrodynamisch voll
ausgebildeten Stromung moglich. In diesem Fall ist es unerheblich, an welcher Stelle
im Spalt die Warmeiibertragung einsetzt, so dass ein beliebiger Wandtemperatur-
verlauf durch Uberlagerung vieler, abschnittweiser konstanter Wandtemperaturen
dargestellt werden kann (siehe Prinzipskizze 6.11). Nach dem Grenziibergang zu
infinitesimal kleinen Abschnitten ergibt sich fiir den Temperaturverlauf:

=z {=x
Twy) = [ [Tua = &) dTnal€) + [ [Torlo ~ €)] dTan(© + T (620)
&=0 £=0
Dieser Temperaturverlauf erfiillt unter der Voraussetzung einer hydrodynamisch aus-
gebildeten Stromung (d.h. u, = u(r)) sowohl die Differentialgleichung Gl. 5.10 als
auch die beliebig vorgegebenen Wandtemperaturverteilungen Try(x) und Tgen(z)

und ist somit eine giiltige Losung des Problems. Analog dazu kénnen die Wandwér-
mestrome bestimmt werden [58]:

¢=x E=x
A

QRot/Gen(T) = D, / [ R1,Rot/Gen( — €)] dTR(E) + / [P, rotjcen( — €)] dTG(€)

=0 &=0

(6.21)
Fiir den allgemeineren Fall der im Spalteinlass simultan entwickelnden hydrodyna-
mischen und thermischen Grenzschicht ist diese Methode nicht giltig, da in GI.
5.10 u, von z abhdngen und damit als zusétzlicher Parameter der Ort auftritt, an
dem die Warmeitibertragung beginnt. Fiir eine allgemeingiiltige Losung miissten die
Warmestromverlaufe fiir jeden beliebigen Punkt innerhalb der hydrodynamischen
Einlauflainge bestimmt werden, an dem die Warmetibertragung einsetzt [80].
Fiir die hier untersuchten Spalte liegt dieser der Fall vor, was im strengen Sinne eine
solche Losung erfordert. Grole Abweichungen vom hydrodynamisch voll ausgebilde-
ten Stromungszustand liegen insbesondere in der Abloseblase bis etwa 2 = 0.003 fiir
laminare Stréomung vor; danach ist die Stromung zwar noch nicht ganz ausgebildet,
der Unterschied zur voll ausgebildeten Stromung ist allerdings relativ gering. Zudem
zeigen die Ergebnisse in Abb. 6.1, dass am Spalteintritt die Machzahlanderung rela-
tiv gering ist, was zu einer ebenso geringen Anderung des Wandtemperaturverlaufs
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Abb. 6.11: Prinzipskizze zur Berticksichtigung variabler Wandtemperatur.

der inkompressiblen Ersatzstromung fiihrt (siehe Gl. 6.19). Fiir die voll turbulente
Stromung gelten analoge Aussagen, da die hydrodynamische Einlauflange kiirzer ist
(siche Abb. 6.3).

Diese Beobachtungen legen nahe, dass mit guter Genauigkeit ab Spaltbeginn mit
Gl. 6.20 gerechnet werden kann, so dass die Ergebnisse aus Kap. 5 iibernommen
werden konnen. Fiir transitionelle Stromungen ist diese Annahme jedoch kritisch zu
priifen, da in diesem Bereich sehr lange hydrodynamische Einlauflangen auftreten,
in der sich die Stromungsform von turbulent nach laminar andert. Die Bewertung
hierzu erfolgt im néchsten Abschnitt.

Die inkompressiblen Ergebnisse zeigen auflerdem, dass sich bei niedrigen Re- Zahlen
die Stromung bereits im Zulauf zum Spalt erheblich erwérmt, was fiir die kompressi-
ble Stromung ebenfalls modelliert werden muss. Eine zum Spalt analoge Vorgehens-
weise wiirde eine detaillierte Auswertung der Mach- Zahl und der Recovery-Faktoren
im Zustrombereich erfordern. Allerdings sind die Machzahlen iiber weite Bereiche
der Zustromung sehr gering, so dass der Unterschied zwischen T, und 77, vernachlas-
sighar ist. Vereinfachend wird daher ein Recovery-Faktor von R = 1 angenommen;
die Ruhetemperatur des Gases in der Zustromung bei kompressibler Stromung &n-
dert sich also wie im inkompressiblen Fall.

Durch die getroffenen Annahmen kann das kompressible Wérmeiibertragungspro-
blem auf eine inkompressible Ersatzstromung zurtickgefiihrt werden, mit der der
Ruhetemperaturverlauf des Gases sowie die Wandwérmestrome bestimmt werden
kann. Im nachsten Schritt werden die zugrunde gelegten Annahmen kritisch gepriift,
um die Genauigkeit der Modellierung bewerten zu konnen.
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6.3.1 Validierung der Warmeiibergangsmodellierung

Die Validierung der Warmeiibergangsmodellierung erfolgt gegen ausgesuchte Test-
fille, bei denen die Erhaltungsgleichungen numerisch gelost werden. Die Untersu-
chung umfasst dabei den gesamten Re- Zahl Bereich, beschrankt sich allerdings auf
Stromungen mit groler Machzahlénderung tiber dem Spalt, da hier der Einfluss der
Kompressibilitdt am deutlichsten in Erscheinung tritt. Als thermische Randbedi-
nungen werden drei Féalle untersucht:

1. Toy = 300K, Ty = 400K, Tger, = 300K Diese Randbedingungen entspre-
chen ndherungsweise dem “R1“-Fall der inkompressiblen Strémung, da der
Anteil der “G1“- Warmestrome an den Gesamtwérmestromen (nach Gl. 6.21)
von Rotor und Geh&ause klein ist. Dieser Fall dient zur Validierung der Um-
rechnung des “R1“-Falles auf die kompressible Stromung.

2. To1 = 300K, Tre = 300K, Ten, = 400K : Hier dominieren die “G1“- Wérme-
strome, was zur Validierung des “G1“-Falls eingesetzt wird.

3. Toq = 300K, Try = 400K, Tep, = 350K Bei diesem Testfall tragen bei-
de Wérmestrome in dhnlicher Gréflenordnung zum Gesamtwarmestrom bei,
womit die Giiltigkeit des Superpositionsprinzips untersucht wird.

Aus der Losung der Erhaltungsgleichungen kann der Verlauf der Machzahl bestimmt
werden, aus der der Wandtemperaturverlauf der inkompressiblen Ersatzstromung
folgt. Damit wird Gleichung 6.21 gelost, wobei die inkompressiblen Wérmestrom-
verldufe mittels linearer Interpolation auf die jeweilige Re- Zahl umgerechnet werden.
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Die Darstellung der Ergebnisse erfolgt analog zu Kap. 5.2 in dimensionsloser Form.
Als Bezugstemperatur wird 177 = Tg,; fur die Félle 1 und 3 gewéhlt, so dass fiir die
Ruhetemperatur und die Wandwarmestrome gilt:

q

T TO - TO,l _
Dih(TRot - TO,l)

0 — CI)LS
TRot - TO,l

(6.22)

Fiir den zweiten Testfall mit der *'G1“-Randbedingung wird sinnvollerweise 177 =
Taen gesetzt, womit analoge Beziehungen folgen. Zwecks iibersichtlicher Darstellung
sind nur die Ergebnisse des dritten Testfalls aufgezeigt; die hieraus ableiteten Aus-
sagen gelten auch fiir die ersten beiden Testfalle.

In den Abb. 6.13 - 6.14 sind beispielhafte Ergebnisse fiir jeden Stromungsbereich
aufgetragen. Nennenswerte Abweichungen zwischen Losungen der Erhaltungsglei-
chungen und der entwickelten Modellierung treten bei niedriger Re-Zahl in der Néhe
des Spaltaustrittes auf, wo die Warmestrome nach dem Naherungsverfahren betrags-
méafig etwas zu klein berechnet werden (siehe Ergebnis fir Re = 86 in Abb. 6.13).
Fiir transitionelle und turbulente Stromung ergeben sich geringe Unterschiede im
Bereich des Spalteintritts, die zu einem leichten Unterschieden in den Verldufen der
Ruhetemperatur fiihren.

Insgesamt beschrinken sich diese Abweichung auf einen sehr kurzen Bereich des
Spaltes, so dass die insgesamt dem Rotor und Gehéause zu- bzw. abgefithrte Wérme-
menge mit guter Genauigkeit von dem Néaherungsverfahren erfasst wird. Die vorge-
schlagene Modellierung der Warmeiibertragung unter Verwendung des Superpositi-
onsprinzips der inkompressiblen Stromung kann daher mit brauchbarer Genauigkeit
eingesetzt werden.

Abschlieflend sei noch angemerkt, dass in allen drei Féllen der Verlauf der scheinba-
ren Reibwerte ausgewertet wurde. Dabei zeigt sich, dass diese mit guter Genauigkeit
denen der adiabaten Rechnung entsprechen; ein nennenswerter Einfluss der Warme-
iibertragung auf die Reibwerte ist nicht festzustellen.
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Kapitel 7

Modellierung der Gasverdiinnung

7.1 Bedeutung der Einlaufeffekte fiir verdiinnte
Stromungen

Wie in Kap. 1 erlautert kann in den Spalten von Schraubenvakuumpumpen die
Stromungsform zwischen viskoser, turbulenter Stromung bis zur freien Molekular-
stromung variieren. Die Stromungsform hat dabei einen groflen Einfluss auf das
Durchstromungsverhalten und die Warmeiibertragung, so dass diese in der Model-
lierung in geeigneter Form beriicksichtigt werden muss.

Der Ubergang von viskoser zur verdiinnten Strémung tritt bei groen Knudsenzah-
len und damit geringen Driicken im Spalt ein. Die Reynoldszahl im Spalt ist damit
stets klein, als Obergrenze kann Rep ~ 100 bei K'n = 0.01 angesehen werden (Abb.
1.8). Dies hat zur Folge, dass die hydrodynamische und die thermische Einlauflange
kurz werden (siche Abb. 5.12).

Den Einfluss des in einer schwach verdiinnten Stromung (Kn < 0.1) einsetzenden
Geschwindigkeitsschlupfes an den Wanden auf den Spalteinlaufbereich untersuchen
Duan und Muzychka in [29]. Als Randbedingung am Spalteintritt verwenden sie ein
gleichformiges, rechteckiges Geschwindigkeitsprofil. Sie konnen zeigen, dass sich die
hydrodynamische Einlauflange durch den Geschwindigkeitsschlupf an den Wénden
vergrofert. Ursache hierfiir diirfte der im Vergleich zu Haftrandbedingung verringer-
te Impulsaustausch mit der Wand sein. Duan und Muzychka geben fiir den ebenen
Spalt folgende Erweiterung der Formel von Chen [22] (siehe Gl. 1.15) an:

Liya 0.315 p p 2
- 0.011-Re |1+ 6.7=—2 . Kn — 37 K 7.1
Dy 1400175 Re o ( o n) (7.1)

Unter Verwendung der Abschétzung der max. Reynoldszahlen nach der isentropen
Diisenstréomung (siche Abschnitt 1.4, Gl. 1.8) kann der Einfluss der Schlupfstro-
mung auf die hydrodynamische Einlauflinge abgeschatzt werden. Fiir vollstandige
Akkommodation (¢ = 1) ergeben sich hierdurch VergréSerungen bis max. 20% bei
groffen Knudsenzahlen.

Dieser Effekt ist auch bei der hier untersuchten Spaltstromung zu erwarten, aller-
dings bleibt die hydrodynamische Einlauflinge trotz einer moglichen Vergroflerung
in gleicher GroBenordnung im Bereich der Schlupfstromung kurz (Ly,q/Dp, < 3 fir
Re < 100). Fir kleinere Reynoldszahlen verkiirzt sich die Einlauflange weiter, die
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Stromung im Spalt wird daher von der ausgebildeten Stréomung dominiert. Weiter-
hin ist aufgrund der reibungsdominierten Stréomung bei niedriger Reynoldszahl der
Druckverlust der ausgebildeten Stromung vergleichsweise hoch, so dass die Einlauf-
effekte einen zu vernachléssigenden Einfluss auf die Spaltdurchstromung austiben
(sieche Abb. 4.14).

Analoge Aussagen gelten fiur die thermisch Einlaufstromung, wenn auch hier die
(thermische) Einlauflinge deutlich grofer ist (L* = 0.1). In der Schlupfstromung
kann die thermische Einlauflainge einen nennenswerten Teil des Spaltes einnehmen,
allerdings ist nur unmittelbar am Spalteintritt die Stromung signifikant von der voll
ausgebildeten Stromung verschieden. Bei etwa L* = 0.05 hat die Gastemperatur
mehr als 95% von ihrem Endwert erreicht (siehe Abb. 5.5 und 5.7, Re = 101). Ba-
sierend auf dieser thermische Einlauflinge folgt Liperm/h < 7 (mit Re < 100). Somit
dominiert bei niedrigen Reynoldszahlen das thermische (nahezu) voll ausgebildete
Temperaturprofil die Spaltstromung.

Insgesamt spielen die Einlaufeffekte im Bereich der verdiinnten Stromung nur eine
untergeordnete Rolle, so dass diese mit guter Ndherung vernachléssigt werden diir-
fen. Fiir die Berechnung ist die Kenntnis tiber die voll ausgebildeten Geschwindigkeits-
und Temperaturprofile ausreichend. Ferner wird angenommen, dass die Warmetiber-
tragung nur eine untergeordnete Auswirkung auf das Geschwindigkeitsprofil hat und
beide Profile unabhéngig voneinander bestimmt werden koénnen.

7.2 Modellierung der Reibwerte

Neben den Einlaufeffekten fithrt, wie im vorherigen Kapitel gezeigt, die Stromungs-
beschleunigung infolge der Kompressiblitat zu einer Abweichung vom idealen, voll
ausgebildeten Geschwindigkeitsprofil. Dieser Effekt macht sich allerdings nur bei
grofier Stromungsbeschleunigung bemerkbar (siehe Abb. 6.4). Fur Spaltstromungen
mit kleiner Reynoldszahl dominieren die inneren Reibungskrafte das Stromungsbild,
so dass iiber einen grofien Bereich des Spalts die Stromungsbeschleunigung gering
bleibt. Da Verdinnungseffekte nur bei kleiner Reynoldszahl auftreten, trifft dies
demzufolge fir verdiinnte Stromungen stets zu, was auch schon in den Arbeiten
von Harley et. al. [39] gezeigt wurde. Fiir die Berechnung verdiinnter Stromungen
kann also in guter Nédherung das von der lokalen Knudsenzahl im Spaltquerschnitt
abhangige, voll ausgebildete Geschwindigkeitsprofil verwendet werden.

Die Losung hierfiir liefert Sharipov durch numerische Losung der Boltzmannglei-
chung mit dem BGK-Modell [85]. Fiir voll ausgebildete Stromung gilt g—i << g—i, %
(geméf des Koordinatensystem aus Abb. 4.1), so dass die zu losende Gleichung fiir
einen Rechteckkanal sich in dimensionsloser Form mit ¢, als Bezugsgeschwindigkeit
ergibt:

N ) T

& Gt & Ge =0 (=) (72)
Als charakteristische Lange wird die Kanalhohe h verwendet; fiir den Gasverdiin-
nungsparameter ¢ gilt:

s VT h_ Db (7.3)
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Die dimensionslose Maxwell-Verteilung lautet entsprechend:

_ n =

fu = w82 e (7 (7.4)
Da diese in einer nichtlinearen Form von der makroskopischen Geschwindigkeit
abhingt, die wiederum aus dem entsprechenden Moment der Verteilungsfunktion f
folgt (siehe Gl. 2.19), ist die oben angegebene Boltzmanngleichung (Gl. 7.2) nicht-
linear.
Zur Vereinfachung des Problems linearisiert Sharipov die rechte Seite der obigen

Gleichung. Dazu verwendet er folgende Ansatzfunktion fiir die Geschwindigkeitsver-
teilung f [85]:

- T

f=f0. (1 + [T+ h(y, Z, 5)]) mit fo= peyol 6_52 (7.5)

Der Parameter v beschreibt den dimensionslosen Druckgradienten der Stromung:

_hip

V= —
pdx

(7.6)

Dem Ansatz liegt die Vorstellung zugrunde, dass sich (infolge des Druckverlustes der
Stromung) die Molekiildichte n linear mit dem Druckverlust dndert und die Gleich-
gewichtsfunktion f° durch die makroskopische Geschwindigkeit % beeinflusst wird,

was durch die Storfunktion h(y, z, €) erfasst wird. Durch Einsetzen dieses Ansatzes
in Gl. 7.2, Linearisieren der Exponentialfunktion und Vernachlassigen der Terme
hoherer Ordnung folgt die zu 16sende Gleichung fiir die Storfunktion h [85]:

- Oh - Oh - -

Die makroskopische Geschwindigkeitsverteilung u(y, z) folgt iber das Moment (Gl.
2.19) zu:

1 3 — -
u(y, z) = m/eg “h- & - dg (7.8)

Diese fiir die Kanalstromung linearisierte Boltzmanngleichung kann numerisch mit
Hilfe der Methode der diskreten Geschwindigkeiten gelost werden (siehe Kap. 3.3).
Zur raumlichen Diskretisierung der resultierenden partiellen Differentialgleichungen
kommt aufgrund der einfachen Geometrie das Finite-Differenzen Verfahren zum Ein-
satz. Mit der so bestimmten Storfunktion h kann die Integration in Gl. 7.8 ausgefiihrt
werden, womit das Geschwindigkeitsprofil u(y, z, §) der verdiinnten Stréomung folgt.
Die auf diese Weise berechneten Ergebnisse gibt Sharipov in Form des dimensions-
losen Volumenstroms Gp(d,b/h) (siche Gl. 1.20) an; die Ergebnisse sind bereits in
Abb. 1.12 aufgetragen. In stark verdiinnten Gasen (§ < 1) spielen die seitlichen
Berandungen eine nennenswerte Rolle, so dass hier die Idealisierung des Gehéause-
spaltes als ebener Spalt nur noch eingeschrankt gilt.

Um eine konsistente Modellierung tiber alle Stromungsbereiche hinweg zu erreichen,
wird anstelle des dimensionslosen Volumenstroms Gp(d) eine Angabe tiber den Reib-
wert als Funktion des Verdiinnungsfaktors benotigt (frq = frq(0)). Hierfiir wird der
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Impulssatz angewendet, wobei zunachst der Druckverlust in einem Spaltsegment in
der voll ausgebildeten Stromung nach GIl. 4.22 betrachtet wird:

dp
p/2 - u?
Der Reibwert wird gemafl Gl. 4.13 beschrieben:

d
= —fa- D_Q; (7.9)

fra= 7 (7.10)

Die hierin auftretende Poiseuille-Konstante ¢ ist so zu bestimmen, dass diese die
Effekte der Gasverdiinnung korrekt erfasst. Dazu wird der durch einen Druckgradi-
enten hervorgerufene Massenstrom aus dem obigen Ansatz bestimmt:

2.p-A-D? dp

— s (7.11)

m=p-A-u=

Fiir den Massenstrom durch ein Spaltsegment der Lange dx gilt geméfl dem Ansatz
von Sharipov (siche Gl. 1.21):

6+dd A.D d
m:——'/c;p(5>-d5:— h Gp(s) - L

2-cy dx
5

(7.12)

Durch Gleichsetzen beider Beziehungen folgt die Bestimmungsgleichung fiir die Poiseuille-
Konstante:

2:p-A,-Di dp A, Dy dp
i Bt s CGa(8) - £ 1
n-c dx 2 ¢y Gr(9) dx (7.13)
o tcwp-Dy (7.14)

n-Gp

Nach Einsetzen der Definition der wahrscheinlichen Geschwindigkeit ¢,, (Gl. 2.36)

und der idealen Gasgleichung ergibt sich ein einfacher Zusammenhang zwischen der

Poiseuille- Konstante und dem dimensionslosen Volumenstrom Gp:
16

c(0,b/h) = ———= -0 7.15

050 = G (7.15)

Mit diesem Zusammenhang kann die Gasverdiinnung iiber eine einfache Anpassung

des Reibwertes abgebildet werden. Die dafiir notwendigen Gp- Werte sind in [85]

fir 0 < 20 protokolliert. Fiir den Bereich der Schlupfstromung (6 > 20) kénnen

die vereinfachten Navier Stokes-Gleichungen (Gl. 4.3) mit Geschwindigkeitsschlup-
frandbedingung gelost werden, die Losung fiir den ebenen Spalt lautet [85]:

4]
Die damit bestimmten Poiseuille-Werte sind in Abb. 7.1 iiber alle Stromungsbereiche
aufgetragen. Fiir viskose Stromung verschwindet der Geschwindigkeitsschlupf an der
Wand und ¢ lauft gegen den aus der viskosen, laminaren, inkompressiblen Stromung
berechneten Wert von ¢ = 96 (siche Gl. 4.15).
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Abb. 7.1: Poiseuille- Wert in Abhéngigkeit der Gasverdiinnung und unterschiedlicher
Streckungsverhéltnisse



128

7.3 Modellierung der Warmeiibertragung

Die Berechnung der Wérmeiibertragung im Spalt erfolgt analog zur Abbildung der
Reibwerte unter der Annahme, dass die Einlaufeffekte und die Kompressiblitiat mit
guter Naherung vernachléssigt werden diirfen. Damit reduziert sich das Problem auf
die eindimensionale Wérmeleitung in einem verdiinnten Gas zwischen zwei ebenen
Platten mit unterschiedlicher Temperatur.

Diese wird von Sharipov in [87] auf Basis einer geeigneten linearisierten Boltzmann-
gleichung mit dem S-Modell fiir den Stoiterm untersucht. Die Verteilungsfunktion
wird dazu unter Annahme kleiner Temperaturdifferenzen AT = Tgo —Tgen wie folgt
folgt beschrieben:

f=fu [1 + h(y,a%ﬂ (7.17)

To bezeichnet hierin die mittlere Gastemperatur (Tro + Tern)/2. Damit folgt analog
zu Gl. 7.7 die linearisierte Boltzmanngleichung fir die Storfunktion h(y, 5), die wie-
derum iiber die Methode der diskreten Geschwindigkeiten gelost werden kann. Als
Randbedingung wird die diffuse Wandreflexion angesetzt. Der resultierende Wéarme-
strom folgt aus der entsprechenden Momentengleichung und wird in dimensionsloser
Form angegeben [86], [87]:

0= =1 =1/e—52-h-s2-5y-d5 (7.18)

1 AT
Gmol W PCw T ™

Als Referenzgrofle dient der Warmestrom der rein molekularen Stréomung, d.h. es
gilt lims_,q ¢ = 1. Die von Sharipov numerisch bestimmten Werte fiir 6 < 15 sind in
[87] angegeben.

Fiir den Bereich der Schlupfstromung kann die Energieerhaltungsgleichung mit ge-
eigneten Sprungrandbedingungen gelost werden:

d*T
I 1
0 0 (7.19)
AT 4 - dT ) h
T(y) =Ty F (T +(r- \/;lfd_y) bei Y= j:§ (7.20)

Die Konstante (r ist der Koeffizient des Temperatursprungs an der Wand, fiir den
Sharipov einen Wert von (7 = 1.954 empfiehlt. Der Warmestrom in der Schlupfstro-
mung bestimmt sich aus dem Temperaturgradienten an der Wand, der mit zuneh-
mender Gasverdiinnung kleiner wird und den Warmestrom reduziert. Die analytische
Losung (bezogen auf den Warmestrom der rein molekularen Strémung) lautet [86]:

q(0) = 15y (1 + &)_1 (7.21)

80 o

Die hieraus berechneten Werte fiir ¢ stimmen fiir 6 > 15 mit den numerisch aus der
linearisierten Boltzmanngleichung erhaltenen Werten tiberein.
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Abb. 7.2: Reduktionsfaktor fiir die Wérmeleitfahigkeit des Gases als Funktion der
Gasverdiinnung

Fir die Anwendung der Losung in Kap. 8 ist die dimensionslose Darstellung bezo-
gen auf den rein molekularen Warmestrom ungiinstig; ein von der Gasverdiinnung
abhéngiger Reduktionsfaktor fiir die effektive Warmeleitfahigkeit des Gases fy(0)
erweist sich als geeigneter:

q 5 *4mo
Quiskos A- “h

Durch Einsetzen der Beziehung fiir den viskosen Wérmestrom (Gl. 7.21 mit 6 — 00)
folgt fiir den Reduktionsfaktor:

8.0
15 x

Der aus der Schlupfstromung (Gl. 7.21) bzw. aus den numerisch bestimmten Werten
(fiir § < 15) berechnete Reduktionsfaktor ist in Abb. 7.2 aufgetragen. Fur § > 100 ist
der Temperatursprung an den Wénden praktisch vernachléssigbar und es steht die
volle Warmeleitfahigkeit zur Verfiigung (fx(d — oo) = 1); fiir kleinere Verdiinnungs-
faktoren wird die effektive Warmeleitfdhigkeit des Gases entsprechend reduziert.

S (0) = q(5) (7.23)
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Kapitel 8

Berechnung von Spaltstromungen

8.1 Berechnungskonzept

Mit den dimensionslosen Ergebnissen aus den Kap. 4 - 7 kann fiir gegebene Spaltgeo-
metrie und Randbedingungen der dimensionsbehaftete Verlauf der mittleren Stro-
mungsgrofen berechnet werden. Damit ist es moglich, die integralen Spaltstromungs-
groflen wie Spaltmassenstrom und Warmebilanzen zu bestimmen, was den Einsatz
in einer Kammermodellsimulation erlaubt. Der dafiir benotigte Algorithmus wird in
diesem Kapitel vorgestellt.

Zur Herleitung der Berechnungsgleichungen wird das in Abb. 8.1 skizzierte infinitesi-
mal breite Kontrollvolumen betrachtet, das sich an einer beliebigen Stelle innerhalb
des Spaltes befindet. Im Allgemeinen dndern sich die mittleren Stromungsgrofien
Dichte, Druck, Geschwindigkeit und Temperatur iiber dem Kontrollvolumen, so dass
zur allgemeinen Beschreibung der Spaltstromung die Anderung dieser Grofen durch
geeignete Gesetze bestimmt werden muss. Unter den mittleren Grofien werden dabei
die Mittelwerte tiber der Spalthohe nach Kap. 6 verstanden. Die Berechnung dieser
GroBen kann durch Anwendung der Erhaltungssétze fiir Masse, Impuls, Energie und
eines Stoffgesetzes auf das Kontrollvolumen erfolgen:

o Stoffgesetz: Als Materialgesetzt wird die ideale Gasgleichung verwendet:

p=p-R,-T (8.1)
Durch Differenzieren ergeben sich die Anderungen der Zustandsgréfien:

dp dp dT

LT, = 8.2

by T (8.2)

Ferner werden konstante Werte fiir die spez. Warmekapazitiat, Warmeleitfai-
higkeit und Viskositat angenommen.

o Massenerhaltung: Fiir stationdre Stromungen muss die ein- und ausstro-
mende Masse in das Kontrollvolumen gleich sein, d.h.:

m=p-u-A= const. (8.3)

In differentieller Form lautet diese Gleichung fiir Spalte mit konstantem Quer-
schnitt: p L
0 u

T LZ27 8.4

PR (8.4)
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Abb. 8.1: Kontrollvolumen im Spalt fiir kompressible Stromung

o Impulserhaltung: Die Ableitung des Impulssatzes fiir ein beliebiges Kon-
trollvolumen erfolgte bereits in Kap. 6, das Ergebnis lautet:

_dp_fapp‘_'_:KD'P'u‘; (8.5)

Zur Vereinfachung wird die Machzahl M? = u?/(kR,T) verwendet, so dass
unter Berticksichtigung der Beziehung pu? = spM? die Impulsgleichung um-
geschrieben werden kann:

=0 (8.6)

o Energieerhaltung: Bei kompressiblen Stromungen mit Warmeiibertragung
andert sich die Ruhetemperatur des Gases. Durch Differenzieren von GI. 6.1
folgt die Energieerhaltungsgleichung;:

U2

cp-dT+d(2):cp-dTg (8.7)

Mit der Definition der Mach- Zahl und der Ruhetemperatur kann die Gleichung
umgeformt werden (siehe [82]):

T —1 2 —1 Tt
d__|_H .Mﬂ.di:<1+ﬁ .MQ).dO (8.8)

T 2 u? TO

Diese Grundgleichungen bilden ein lineares Gleichungssystem fiir die Unbekann-
ten dp/p, dp/p, dT /T, du?/u? und dTy/T,. Fiir die Berechnung der Anderung der
Ruhetemperatur muss zusatzlich zu den oben aufgefiihrten Gleichungen ein Wérme-
iibergangsmodell bereitgestellt werden. In der hier untersuchten Stromung geschieht
dies durch die inkompressible Ersatzstromung nach Kap. 6.3.
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Die Losung dieser Gleichungen folgt dem Vorgehen von Shapiro [82]. Fiir die weite-
ren Rechnungen erweist sich die Darstellung tiber die Variable dM?/M? als giinstig,
die nach der Definition der Machzahl die Anderung der Geschwindigkeit und der

Temperatur beinhaltet:
dM? B av? dT

ME T VE T (8.9)
In dieser Darstellung lautet die Losung der Gleichungen 8.2, 8.4, 8.6 und 8.8:
dMQ_ KM2(1+%'M2) f d$+<1+“'M2)(1+%'M2)dT0 (8.10)
M2 1—M?—gM2(Kp—1) "™ D, 1— M2 T,

Der erste Term auf der linken Seite beschreibt die Anderung der Mach- Zahl durch
die Wandreibung, der zweite die Anderung infolge der Wirmeiibertragung. Die lo-
kale Anderung der Ruhetemperatur kann mittels der Energiebilanz fiir das Gas aus
den Wandwarmestromen nach Gl. 5.8 und 5.9 bestimmt werden:

(qrot(7) + qgen(x)) - dz

dTy = —
0 m/b-c,

(8.11)

Durch Einsetzen und Umformen folgt die zu lésende Differentialgleichung fiir den
Machzahlverlauf M (x):

dM? _ RMY (1455 M) oy
dv 11— M?2—rkM?*(Kp—1) D,

(8.12)
N M?-(1+ k- M?) (1 + %1 : MQ) ' —(qRot(x) + qaen())
1— M?2 m/b'Cp'Tg

Die Losung dieser Gleichung ist im Allgemeinen nur numerisch moglich; lediglich fiir
den Sonderfall einer adiabaten Stromung (d7y/Ty = 0) ist die analytische Losung
bekannt und in [82] angegeben. Die Erlauterung des hier gewéhlten Losungsverfah-

rens fiir vorgegebene Druck- und Temperaturrandbedingungen erfolgt im néchsten
Abschnitt.

'Hinweis: Shapiro behandelt die Stréomung als eindimensional mit einem Rechteckprofil fiir die
Geschwindigkeitsverteilung, d.h. Kp = 1. Fiir die turbulente Stromung ist dies eine gute Annahme,
fir die laminare Strémung ist Kp jedoch deutlich von 1 verschieden, so dass die tatséchliche Form
des Geschwindigkeitsprofils fiir den Impulsfluss berticksichtigt werden muss.
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Mit dem bekannten Verlauf von M (x) kénnen die Verlaufe von p(z), T'(z), u(x) und
p(x) bestimmt werden, die benétigten Gleichungen werden ebenfalls von Shapiro

[82] angegeben:
— in 8.13
p(z) =p M(a:)\/l +521M(2)?\| T (8.13)

To() 1+,

T(x) =T 7 =t (8.14)

u(z) = Wi, A]/\[f(z? TTE::) (8.15)
_ . 2@ T

p(x) = pin o T(a) (8.16)

Die mit dem Index “in“ gekennzeichnete Grofie bezieht sich darin auf den Zustand im
Spalteintritt. Mit den bekannten, dimensionsbehafteten Verldufen kénnen nachfol-
gend die gesuchten Groflen Spaltmassenstrom (Gl. 8.3) und die Gesamtwarmestrome
fir Rotor und Gehause durch Integration von GI1.6.21 bestimmt werden.
Abschlieflend wird die Frage betrachtet, ob die Mach-Zahl Werte groier 1 erreichen
kann. Dabei wird davon ausgegangen, dass die Einstromung in den Spalt subsonisch
erfolgt, d.h. M;, < 1. Die Anderung der Machzahl im Spalt (beschrieben durch Gl.
8.12) erfolgt durch den Einfluss der Wandreibung und der Warmetibertragung, die
beide gesondert untersucht werden:

o Der Reibwert fo,, ist (mit Ausnahme der Abloseblase) stets positiv, der Zéhler
des ersten Terms ist damit ebenfalls grofler Null. Der Nenner des Reibungs-
terms weist eine Nullstelle bei der Machzahl M} auf:

My = \/1 + H(Il(D —1) (8.17)

Fir laminare Stromung von Luft (v = 1.4, Kp = 1.2) betragt die kriti-
sche Machzahl M} = 0.884, fir turbulente Stromung mit Kp = 1.07 ist
M7 = 0.954. Fir Machzahlen kleiner M7} fiihrt die Reibung also zu einer Erho-
hung der Machzahl im Spaltverlauf, fiir Machzahl groBer M} zu einer Abnahme
von M. Eine subsonische, adiabate Stromung kann damit im Durchstromungs-
verlauf nicht in den Uberschallbereich wechseln, da bei Erreichen der kritischen
Mach-Zahl die Stromung durch die Reibung wieder verzogert wird.

« Der Nenner des Ruhetemperaturédnderungsterms (zweiter Term auf der rechten
Seite von Gl. 8.12) hat eine Nullstelle bei M* = 1. Fir M < 1 fiihrt eine
Erhohung der Ruhetemperatur zu einer Erhohung der Machzahl, fir M > 1
entsprechend zu einer Verringerung der Machzahl. Fiir eine Absenkung der
Ruhetemperatur gelten umgekehrte Aussagen.

Durch den Einfluss der Wérmeiibertragung ist damit prinzipiell eine Uberschallstro-
mung in einem Spalt mit konstantem Querschnitt méglich. Dazu muss die Stromung
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bei Erreichen von M = 1 stark abgekiihlt werden, um eine Absenkung der Ruhetem-
peratur zu bewirken und die Stréomung in den Uberschallbereich zu beschleunigen.
Dieser Effekt wurde experimentell von Shapiro [82] in Rohren mit konstantem Quer-
schnitt nachgewiesen, in die zur Abkiihlung des Gases Wassertropfchen injiziert wur-
den, um mit der folgenden Verdampfung die notwendige Abkiihlung zu erreichen.
Ein ahnlicher Effekt ist bei extremer Konstellation von Gaseintrittstemperatur und
Wandtemperatur prinzipiell in einer Spaltstromung denkbar, was in der Rechnung
gepriift werden muss. Im Normalfall ist jedoch davon auszugehen, dass die thermi-
schen Effekte einen Umschlag zur supersonischen Stromung nicht erlauben und die
Stromung maximal M} am Spaltaustritt erreicht.

8.2 Losungsverfahren

Zur eindeutigen Losung der Differentialgleichung 8.12 unter Beriicksichtigung der in
Kap. 1.6 geforderten Randbedingungen miissen folgende Daten vorgegeben werden:

o Spaltgeometrie: Spalthohe h und Spalttiefe L

« Stromungsrandbedingungen: Ruhedruck py; und Ruhetemperatur 7j ; vor
dem Spalt, Ruhedruck pg 2 hinter dem Spalt, Rotor- und Gehéusetemperatur.

o Gasdaten: Molare Masse M,,,;, Isentropenexponent x, Viskositat n, Warme-
leitfahigkeit A und Warmekapazitéit c,, wobei fiir die temperaturabhangigen
Groflen ein geeigneter Mittelwert anzugeben ist.

Die Berechnung der Spaltstromung unter Einhaltung der gewtinschten Randbedin-
gungen erfolgt aufgrund der Nichtlinearitiat der Gleichungen iterativ in mehreren
Schritten:

1. Zuerst muss aus den Ruhegréfien vor dem Spalt der Eintrittszustand am Spalt
bestimmt werden, was nach den Gl. 6.12 und 5.4, 6.14 fir Druck und Tempe-
ratur erfolgt. Dazu wird die Eintrittsmachzahl M;, benotigt, die jedoch noch
unbekannt ist und im ersten Schritt geschatzt werden muss.

2. Mit den Eintrittsgroen M;,, p;, und T;, kann die Eintrittsdichte (aus Gl. 8.1)
und Eintrittsgeschwindigkeit (Gl. 6.4) bestimmt werden, womit die Re- Zahl
der Stromung festliegt (Gl. 1.5).

3. Zur spéateren numerischen Integration wird eine Stiitzstellenverteilung x; im
Spalt festgelegt. Um die Einlaufeffekte im Spalteintritt und die (je nach Druck-
verhéltnis) auftretende Stromungsbeschleunigung zum Spaltaustritt hin genau
zu erfassen, sollten diese Bereiche besonders fein aufgelost werden.

4. Die Reibwertverteilung f,,,(z, Re, 0) kann mit der bekannten Re-Zahl berech-
net werden (siche Kap. 6.2). Der dafiir benotigte Machzahl- und Verdiinnungs-
faktorverlauf (fir Gl. 6.11 und 7.15) wird aus der vorigen Iterationsschleife
iibernommen. Fir den ersten Durchlauf ist fiir diese Groflen eine geeignete
Schétzung erforderlich.
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5. Weiterhin kann mit der Re- Zahl der Ruhetemperaturverlauf 7y(x) tiber die

inkompressible Ersatzstromung berechnet werden (6.3). Die dafir ebenfalls
benétigten Verlaufe von M (z) und fy(z, ) werden wieder aus dem vorherigen
Durchlauf ibernommen.

Mit den bekannten Groflen M, faopp(z) und To(z) kann Gl 8.12 integriert
werden. Es handelt sich dabei um eine gewohnliche Differentialgleichung mit
bekanntem Anfangswert M (0) = M;,,. Fur diesen Typ stehen verschiedene nu-
merische Integrationsmethoden zur Verfiigung, wobei hier das Verfahren von
Runge- Kutta mit vierter Ordnung zum Einsatz kommt. Dies ist in der Litera-
tur (z.B. [18]) ausfiihrlich dargelegt, so dass eine Beschreibung an dieser Stelle
ausgelassen wird.

Als problematisch erweist sich der Umstand, dass bei Erreichen von M (z) =
M7} der erste Integrand unbestimmt wird. Um dieses Problem zu umgehen,
wird daher bei M (z) > M7 —0.01 die Integration abgebrochen und gepriift, ob
die moglicherweise vorhandene Abkiihlung des Gases ausreicht, um die Mach-
zahl auf Werte iiber M7 zu erh6hen. In diesem Sonderfall kann die Integration
bei x;,4 fortgesetzt werden. Im Normalfall wird die Ruhetemperaturabsenkung
zu gering sein, so dass die Stromung nicht tber M} beschleunigt wird und die
Integration an dieser Stelle abgebrochen werden muss. Die Eintrittsmachzahl
ist in diesem Fall zu hoch angesetzt worden und muss verringert werden. Zur
Schétzung einer neuen geeigneten Machzahl M;,, ,,+1 wird im néchsten Schritt
die aktuelle Eintrittsmachzahl M;, als obere Grenze verwendet.

Bei erfolgreicher Integration ist die Machzahl M, am Spaltaustritt bekannt, so
dass aus GIl. 8.13 der Druck am Spaltaustritt bestimmt werden kann. Ist die
Austrittsmachzahl kleiner als M7, so sollte der Druck am Spaltaustritt p, dem
Ruhedruck pg o entsprechen. Dies wird im Allgemeinen nicht der Fall sein, so
dass die Eintrittsmachzahl M;, angepasst und die Rechnung wiederholt wer-
den muss. Die Anpassung der Eintrittsmachzahl erfolgt nach einem einfachen
Intervallhalbierungsverfahren:

e Ist der Druck ps am Spaltaustritt zu hoch, ist die Machzahl M;, zu klein
und wird als neue untere Grenze gesetzt (M, = M;y,).

 Falls der Druck p, kleiner als pg ist, ist die Machzahl M;,, zu grof und
bildet eine obere Grenze des Suchgebietes: (M0, = M)

Als neue Schatzung fir die Machzahl am Spalteintritt wird der Mittelwert des
Suchintervalls [Min, Mpaz] verwendet:

Mmin + Mmaw

5 (8.18)

Min,n+1 =

Sollte am Spaltaustritt die maximale Machzahl M(r) = M} — 0.01 erreicht
werden und der Druck py grofler als der Ruhedruck hinter dem Spalt sein,
verblockt die Stromung und ein weiteres Absenken von psy ist nicht moglich.
Die Spaltstromung tritt in diesem Fall mit dem Druck p, aus dem Spalt aus
und expandiert erst hinter dem Spalt auf den Umgebungsdruck py ».
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8. Abschlieend wird gepriift, ob (bei erfolgreicher Integration) die Druckrandbe-
dingung am Austritt hinreichend genau erfiillt ist. Dazu wird gefordert, dass
die Abweichung des Spaltaustrittsdrucks ps vom Druck pg o kleiner ist 0.1%:

|p2 - p0,2|

< 0.001 (8.19)
Do,2

Solange diese Bedingung nicht erfiillt ist, muss die Rechnung ab Schritt 1 mit
der neuen Eintrittsmachzahl M;,, ,,+1 wiederholt werden.

Fiir den Sonderfall der verblockten Strémung am Spaltaustritt (M (z) > M} —
0.01) kann diese Bedingung nicht eingehalten werden. Die Eintrittsmachzahl
M7 ist dann die physikalisch sinnvolle Losung fiir die gegebenen Bedingungen
und die Iteration kann abgebrochen werden.

9. Ist die Rechnung nach den oben erlduterten Kriterien konvergiert, so konnen
mit bekanntem Machzahlverlauf M (x) die Verldufe der Zustandsgrofien nach
GIl. 8.13 - 8.16 bestimmt werden. Der Spaltmassenstrom ist aus Schritt 2 be-
kannt, als weitere integrale Groflen konnen die Gesamtwérmestrome in den
Rotor und das Gehéuse durch Integration von GIl. 6.21 bestimmt werden.

Dieses Verfahren ermoglicht die effiziente Berechnung der Spaltmassenstrome und
Waérmebilanzen fiir Spalte in Schraubenvakuumpumpen und eignet sich damit fiir
den Einsatz in einer Kammermodellsimulation.

8.3 [Ergebnisse

Um die Giiltigkeit des Algorithmus zu zeigen, wird dieser zunéchst gegen mit Flu-
ent numerische bestimmte Werte im viskosen Stromungsbereich bzw. gegen den
Ansatz von Sharipov (Gl. 1.21) fiir verdiinnte Stromungen validiert. Als Testfall
dient ein kurzer Spalt mit A = 0.3 mm, L = 10 mm, bei dem Einlaufeffekte iiber
weite Re-Zahlbereiche eine deutliche Rolle spielen. Das Druckverhéltnis wird auf
IT = po2/po1 = 0.5 gesetzt, so dass ein signifikanter Anstieg der Machzahl zum Spal-
taustritt hin zu erwarten ist. Als thermische Randbedingung werden Tg,; = 150°C,
Ten, = 50°C und T ; = 200°C gewdhlt, um einen merklichen Einfluss der Wérme-
tibertragung zu erreichen. Als Parameter dient der Ruhedruck py; vor dem Spalt,
der zwischen 2000 mbar und 0.01 mbar variiert wird.

Der Verlauf der Machzahl ist in Abb. 8.2 (oben) fiir pp; = 1000 mbar und py; =
50 mbar dargestellt. Bezogen auf den Austrittszustand des Gases betragt die Gas-
verdiinnung im zweiten Fall d, = 65, so dass der Geschwindigkeitsschlupf an den
Wiénden noch gering ausféllt (sieche Abb. 7.1) und der Vergleich mit der viskosen
Fluent-Rechnung zulassig ist. Die Machzahlverlaufe zeigen nur sehr geringe Unter-
schiede zwischen dem oben vorgestellen Algorithmus und der kompletten nume-
rischen Losung der Erhaltungsgleichungen, die auf Interpolationsungenauigkeiten
zuriickzufiithren sind.

Ahnlich gute Ubereinstimmung wird auch fiir den Verlauf der Warmestréme in den
Rotor erzielt, die in dimensionsloser Form nach GIl. 6.22 in Abb. 8.2 dargestellt sind.
Gleiches gilt fiir die Warmestrome in das Gehduse und die Gastemperatur (nicht
dargestellt), was die Giiltigkeit der Warmetbertragungsmodellierung belegt.
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Deutlich zu erkennen ist der Einfluss niedriger Driicke (gekennzeichnet durch nied-
rige Re- Zahlen) auf die Verlaufe: Die Reibwerte nehmen stark zu, wodurch sich
geringere Machzahlen bei gleichem Druckverhaltnis ergeben als bei hohen Driicken.
Weiterhin wird die thermische Einlauflinge kurz, so dass sich in einem Grofiteil des
Spalts nahezu konstante Wandwérmestrome einstellen.
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— Modell, pp; = 1000 mbar  --- Fluent, py; = 1000 mbar
— Modell, pp; = 50 mbar --=- Fluent, py; = 50 mbar

Abb. 8.2: Machzahl- und Wéarmestromverlauf (fiir den Rotor). Die Ergebnisse gelten
fiir einen kurzen Spalt mit h = 0.3 mm, L = 10 mm, II = 0.5, T, = 150°C,
Tgen = 50°C, Tp; = 200°C und Luft als Gasart.
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Zur weiteren Validierung wird der Spaltmassenstrom betrachtet, der in dimensions-
loser Darstellung aufgetragen wird. Als Bezugsgrofie dafiir wird der Massenstrom
durch eine molekular durchstrémte Blende ohne Gegendruck (d.h. ppo = 0) mit
der Querschnittsfliche A = b - h verwendet. Dieser sog. “Effusionsmassenstrom®
berechnet sich nach [40] zu:
Cm

meffzz-pl-b-h (820)
Der Effusionsmassenstrom ist somit direkt proportional zur Dichte vor dem Spalt
und zur Spaltquerschnittsflache. Durch die im Folgenden verwendete Darstellung
der Ergebnisse als 1 /m.r; wird der Einfluss unterschiedlicher Spalthohen und Ru-
hedichten p; herausgerechnet, so dass die Effekte von Reibung und Gasverdiinnung
sichtbar werden.
In Abb. 8.3 ist der bezogene Spaltmassenstrom tiber der Gasverdiinnung d; (bezo-
gen auf die Ruhegrofien vor dem Spalt) aufgetragen. Zusétzlich sind die zugehorigen
Fluent- Ergebnisse und die Ergebnisse nach Gl. 1.21 dargestellt. Die Ergebnisse
des obigen Modells stimmen sehr gut mit den Fluent- Daten bis §; > 100 {iberein,
Gasverdiinnungseffekte machen sich in diesem Bereich erwartungsgeméafl noch nicht
bemerkbar. Fir kleinere Gasverdiinnungsfaktoren setzt ein merklicher Geschwindig-
keitsschlupf an den Wanden ein, der den Spaltmassenstrom vergrofiert, was durch
die Fluent- Rechnung bzw. das Modell ohne Berticksichtigung der Verdiinnungsef-
fekte (d.h. ¢ =96 in GL. 7.10) nicht wiedergegeben wird.
Fir 0; < 10 liefern das Reibwertmodell und GI. 1.21 praktisch das gleiche Ergebnis.
Dies ist darauf zuriickzufithren, dass aufgrund des groflen Reibungseinflusses nur
sehr kleine Machzahlen im Spalt erreicht werden und die in Gl. 1.21 nicht enthalte-
ne Gastemperaturanderung infolge der Stromungsbeschleunigung vernachlassigbar
ist.
Im Zwischenbereich 100 > §; > 10 spielt dagegen sowohl dieser Kompressibilitats-
effekt als auch der einsetzende Schlupf an den Wénden eine signifikante Rolle, was
weder die rein viskose Fluent- Rechnung (aufgrund der Haftbedingung an der Wand)
noch die Rechnung nach Gl. 1.21 (aufgrund des fehlenden Kompressiblitatseinflus-
ses) korrekt wiedergibt. Dieser Effekt ist vom Druckverhéltnis abhéngig und tritt bei
hoheren Werten von IT (d.h. kleineres Druckgefille tiber dem Spalt) weniger deutlich
in Erscheinung.
Am Verlauf des bezogenen Massenstroms ist deutlich der Einfluss des Gasverdiin-
nungsparameters (und damit auch des Drucks) zu erkennen: Bei groen Werten fiir
0 (d.h. viskose Stromung) ist der Spaltmassenstrom vgl. hoch, die Spalte sind re-
lativ “undicht“. Mit abnehmendem Gasverdiinnungsparameter nimmt aufgrund des
zunehmenden Reibungseinflusses der Spaltmassenstrom ab, die Spalte werden also
“dichter. Die ab §; ~ 100 auftretenden Verdiinnungseffekte bewirken ein Ansteigen
des Spaltmassenstroms im Vergleich zur rein viskosen Betrachtung. Bei §; ~ 1 tritt
das Knudsenminimum auf, danach steigt der bezogene Massenstrom wieder an (sie-
he auch Abschnitt 1.5).
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Abb. 8.3: Massenstrom iiber Gasverdiinnung. Die Ergebnisse beziehen sich einen
kurzen Spalt mit h = 0.3 mm, L = 10 mm, Il = 0.5, Tr, = 150°C, T, = 50°C,
Tp1 = 200°C und Luft mit den Stoffwerten bei 100°C als Gasart.

8.4 Sensitivitat

Abschlielend wird der Einfluss der verschiedenen Parameter (Spaltgeometrie, Druck-
verhaltnis, Warmeiibertragung) auf die Spaltstromung anhand einiger Beispielrech-
nungen untersucht.

Fiir den Einfluss des Druckverhéltnisses wird der kurze Spalt aus dem vorherigen Ab-
schnitt fiir verschiedene Vordriicke po; und variierende Druckverhéltnisse analysiert,
die Ergebnisse sind in Abb. 8.4 dargestellt. Im Bereich grofler Druckverhéltnisse
steigen die Spaltmassenstrome stark an, die Kurven flachen mit kleiner werdendem
Druckgefille ab, bis bei Il,;; die kritische Machzahl M ;am Spaltaustritt erreicht
wird und die Stréomung verblockt. Ab diesem Punkt wird der maximal mégliche
Spaltmassenstrom erreicht, eine weitere Absenkung des Druckverhéltnisses fiihrt zu
keiner Steigerung mehr. Das kritische Druckverhéltnis ist dabei vom Vordruck des
Spaltes abhéngig, fiir niedrigere Driicke verschiebt sich dieses zu niedrigeren Werten
von II. Dieser Effekt ist damit zu erklaren, dass sich infolge der geringeren Dichte
niedigere Re-Zahlen im Spalt ergeben, d.h. der Einfluss der Reibungskrafte nimmt
zu, was gemafl Gl. 8.12 einem schnellen Ansteigen der Machzahl entgegenwirkt. Da-
durch wird ein hoheres Druckgefélle tiber dem Spalt bendtigt, um die Stromung
entgegen der Reibung bis auf M} zu beschleunigen.

Zusétzlich ist das Ergebnis der inkompressiblen Rechnung nach Gl. 4.32 in Abb. 8.4
aufgefiihrt. Fiir Druckverhéltnisse nahe II = 1 stimmt das Ergebnis mit dem der
kompressiblen Betrachtung tiberein, fiir abnehmende Druckverhéaltnisse wird der
Fehler der inkompressiblen Rechnung erwartungsgeméfl immer grofier. Bemerkens-
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Abb. 8.4: Massenstrom als Funktion des Druckverhéltnisses fiir einen kurzen Spalt
mit h = 0.3mm, L = 10 mm, Try = Tgen = To1 = 20°C und Luft mit den
Stoffwerten bei 20°C [11] als Gasart.

wert ist, dass bei niedrigeren Driicken der Fehler der inkompressiblen Rechnung tiber
weite Bereiche relativ klein ist. Dies ist wieder auf die bei niedrigen Driicken ver-
gleichsweise hohe Reibung zuriickzufiihren, die selbst bei kleinen Druckverhéaltnissen
nur moderate Machzahlen in der Spaltstromung bewirkt und damit den Einfluss der
Kompressibilitat abmindert.

In Abb. 8.5 ist der Massenstrom als Funktion der Spalttiefe fiir die Druckverhéaltnis-
se IT = 0.5 dargestellt. Durch die vergréflerte Oberflache mit zunehmender Spalttiefe
steigt Reibwirkung an und der Spaltmassenstrom nimmt ab. Bei niedrigeren Driicken
fallt dieser Effekt aufgrund der hohen Reibungwerte (niedrige Re-Zahlen) besonders
deutlich aus, was zu einer entsprechend starken Abnahme des Spaltmassenstromes
fithrt. Dies ist im zweiten Teil von Abb. 8.5 verdeutlicht, in der der Spaltmassen-
strom eines kurzen Spaltes (L = 10 mm) mit dem eines tiefen Spaltes (L = 60 mm)
iiber der Gasverdiinnung verglichen ist. Im rein viskosen Bereich ist der Spaltmas-
senstrom des tiefen Spaltes etwa 74% des kurzen Spaltes; im Knudsen-Minimum bei
01 = 1 sinkt dieses Verhéltnis auf etwa 16%, was dem Verhéltnis der Spalttiefen
entspricht. An diesem Beispiel zeigt sich, dass fiir hohe Driicke das Druckverhaltnis
mafBgeblich fiir den Spaltmassenstrom ist und die vergréflerte Reibfliche eine relativ
geringe Rolle spielt. In der reibungsdominierten Stromung bei niedrigen Driicken
wirkt sich dagegen die Veranderung der Oberflache praktisch proportional auf den
Spaltmassenstrom aus.
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Der Einfluss der Spalthéhe auf den Spaltmassenstrom ist in Abb. 8.6 dargestellt. Ei-
ne Vergroferung der Spalthohe hat im laminaren Stromungsbereich demnach einen
stark iiberproportionalen Einfluss auf den Spaltmassenstrom 2. Auch hier zeigt sich
wieder eine scheinbare “Druckabhéangigkeit® des Verhaltens: Bei niedrigen Driicken
haben Spalthohenédnderungen einen sehr viel groleren Einfluss auf den Massenstrom
als bei hohen Driicken (siehe unter Bild in Abb. 8.6). Dies lasst sich wieder durch
den Einfluss der Re-Zahl erklaren, die sich mit abnehmender Spalthche ebenfalls
verkleinert und folglich der Reibwert ansteigt. Bei hohen Vordriicken und grofien
Spalthohen wechselt die Stromung in den turbulenten Bereich, wobei im hier unter-
suchten Fall der bezogene Spaltmassenstrom konstant wird (siehe py; = 2000 mbar,
IT = 0.5). Der Reibungseinfluss geht soweit zuriick, dass die Stromung M7} am Spal-
taustritt erreicht und verblockt.

Fiir die Auslegung von Schraubenvakuumpumpen bedeuten diese Ergebnisse, dass
insbesondere fiir die viskos durchstromten Spalte an der Druckseite der Pumpe nied-
rige Spalthohen anzustreben sind, um eine gute Dichtigkeit zu erzielen. Die an der
Einlassseite mit niedrigem Druck beaufschlagten Spalte reagieren zwar ebenfalls sehr
sensibel auf die Spalthohe, allerdings kann hier durch eine grofie Spalttiefe ebenfalls
ein gute Dichtigkeit erreicht werden.

Abschlielend wird der Einfluss der Wérmeiibertragung auf die Durchstromung un-
tersucht. Als Testfall dient ein tiefer Spalt, der eine grofle Oberfliche zur Warme-
iibertragung zur Verfiigung stellt. Die Ergebnisse in der Abb. 8.7 zeigen den Vergleich
der Massenstrome fiir gleiche Temperaturrandbedingungen (To1 = Trot = Tgen =
20°C) zu denen mit einer erheblichen Gasautheizung (Try = 150°C, Tgen, = 50°C,
To, = 20°C). Die Stoffwerte Viskositat, Warmeleitfahigkeit und Wérmekapazitét
wurden fir diese Rechnung zunéchst unverdandert bei den Werten von 20°C belas-
sen.

Die Variation des Druckverhaltnisses iiber dem Spalt zeigt, dass bei hohen Werten
von II der Spaltmassenstrom mit Gasauftheizung deutlich iiber dem ohne Aufhei-
zung (Tyo-Randbedingung) liegt. Dieser Effekt begriindet sich mit der Stromungs-
beschleunigung durch Erhéhung der Ruhetemperatur (siehe zweiter Term in GI.
8.12), die zu einem Ansteigen des Massenstromes fiithrt. Bemerkenswerterweise wird
selbst bei I = 1 der Spaltmassenstrom nicht zu Null, da die Aufheizung des Gases
alleine einen Spaltmassenstrom verursachen kann. Bei niedrigeren Druckverhéaltnis-
sen hingegen fiihrt die Gasaufheizung zu einer Abnahme des Spaltmassenstroms. In
diesem Fall bewirkt die Erhohung der Machzahl durch die Autheizung eine Zunah-
me der Reibung, die die Transportwirkung der Gasautheizung iiberkompensiert und
somit den Spaltmassenstrom verringert. Werden die Randbedingungen dagegen so
gewahlt, dass es zu einer Abkiihlung des Gases im Spalt kommt, gelten umgekehrte
Aussagen: Der Spaltmassenstrom ist bei hohen Druckverhéltnissen kleiner und bei
kleinen Druckverhéltnissen grofler verglichen mit dem Fall gleicher Temperaturen.
Weiterhin wird bei IT = 1 der Spalt riickwérts durchstromt (von Zustand “2¢ nach
“1“), erst ab einem Mindestdruckverhéltnis tibersteigt die Stromungsbeschleunigung
durch das Druckgefélle die Stromungsverzogerung durch die Senkung der Ruhetem-
peratur.

ZHinweis: Die Bezugsgrofie m. s steigt geméaf Gl. 8.20 linear mit der Spalthéhe, ein proportio-
naler Anstieg des Spaltmassenstroms mit der Spalthéhe wiirde also zu einer horizontalen Geraden
in der gewéhlten Darstellung fithren.
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Im zweiten Teil von Abb. 8.7 ist der Effekt der Gasaufheizung im Spalt iiber der Gas-
verdiinnung fiir die Druckverhéltnisse II = 0.9 und II = 0.3 dargestellt, in der das
oben erlduterte Verhalten nochmals zu erkennen ist. Die getroffenen Aussagen gelten
demnach fiir den gesamten Verdinnungsbereich, wobei im Bereich 20 < 4; < 500
der Unterschied zur Rechnung ohne Aufheizung relativ gering ausféllt.

Weiterhin zeigt das Bild den Einfluss der Temperaturabhéngigkeit der Stoffwerte
auf den Massenstrom. Dazu wurde die Rechnung mit den Stoffwerten bei 100°C
wiederholt, was der mittleren Ruhetemperatur der voll ausgebildeten Strémung ent-
spricht. Der damit bestimmte Massenstrom weicht zwischen 2 — 10% vom dem mit
den Stoffwerten bei 20°C ab, der Einfluss der Temperaturabhéngigkeit der Stoffwerte
ist demnach vergleichsweise gering.
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Abb. 8.5: Variation des Spaltmassenstroms mit der Spalttiefe. Als Grundlage dient
ein Spalt mit h = 0.3 mm, Try = Ten = To1 = 20°C und Luft als Gasart.
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Abb. 8.7: Einfluss der Warmeiibertragung auf den Spaltmassenstrom. Untersucht
wird ein tiefer Spalt mit h = 0.3 mm, L = 60 mm und den thermischen Randbedin-
gungen T20 (Try = 20°C, Tgen, = 20°C, Tp; = 20°C) und T50/150(T . = 150°C,
Ten = 50°C, Tpy1 = 20°C). In den ersten beiden Fillen wurden die Stoffwerte von
Luft bei 20°C verwendet, im mit Sigp gekennzeichneten Fall wurde mit den Stoff-
werten fiir Luft von 100°C [11] gerechnet.
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Kapitel 9

Experimentelle Validierung

9.1 Versuchsaufbau

Zur Validierung der in dieser Arbeit entwickelten Warmetibergangs- und Reibwert-
modellierung werden abschlieend Experimente durchgefiihrt. Da, wie in Kap. 4.6.1
gezeigt, die Rotordrehung fiir den untersuchten Bereich nur eine vernachléssigbare
Rolle spielt, werden die Experimente anhand einer feststehenden, nicht rotieren-
den Spaltkontur durchgefithrt. Deren Geometrie entspricht der aus Abb. 1.13; zur
Bestimmung des Wérmetibergangs beide Spaltoberflichen auf eine unterschiedliche
Temperatur gebracht.

Der dazu verwendete Versuchaufbaus ist in Abb. 9.1 schematisch dargestellt. Fiir die
Messungen wird die Spaltkontur zwischen zwei grofle Rezipienten positioniert, in de-
nen das Gas praktisch in Ruhe ist, so dass innerhalb der Rezipienten eine homogene
Druckverteilung herrscht. Der Spaltkorper ist vertikal montiert, die Durchstromung
des Spaltkorpers erfolgt von unten nach oben. In den unteren Rezipienten auf der
Einlassseite des Spaltes wird ein definierter Gasmassenstrom gegeben, der durch die
Spaltkontur in den zweiten Rezipienten stromt und dort von einer Vakuumpumpe
abgesaugt wird. In den beiden Rezipienten wird der sich einstellende Druck gemes-
sen, so dass bei bekannten Ruhedriicken vor und hinter dem Spalt der eingestellte
Spaltmassenstrom mit dem theoretisch ermittelten Massenstrom nach Kap. 8 ver-
glichen werden kann. Als Testgas wird normale Umgebungsluft (bzw. Pressluft fir
grole Massenstrome) verwendet, die durch die Massenstromregler durch das nach
unten gebogene Verteilrohr in den unteren Rezipienten eingelassen wird.

Die Massenstromregler bestehen aus einer Einheit zur Massenstrommessung und
einem Regelventil. Die hier eingesetzten Gerédte verwenden ein thermische Durch-
flussmengenmessung, bei der ein Teilstrom des Gases iiber einen Heizdraht gefiihrt
und dadurch erwérmt wird. Je nach Bauart wird entweder die Temperaturerh6hung
des Gases oder die bendétigte Heizleistung gemessen, die erforderlich ist, um den
Draht auf einer konstanten Temperatur zu halten.

Da sich aufgrund des weiten zu untersuchenden Bereichs der Gasverdiinnung der
Massenstrom um mehrere Dekaden andert, sind mehrere Massenstromregler notig.
Die in Abb. 9.1 angegebenen Werte sind die maximalen Massenstréme fiir den je-
weiligen Regler; als sinnvolle untere Grenze fiir eine genaue Regelung gilt etwa 10%
des maximalen Wertes.

149
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Abb. 9.1: Schematische Darstellung des Versuchsaufbaus

Fiir die Druckmessung werden Membranmesskopfe verwendet. Hierin belastet der
Gasdruck eine flexible Membran, die eine Platte eines Kondensators darstellt. Infolge
der Verformung édndert dieser seine Kapazitat, woraus auf den Gasdruck geschlossen
werden kann. Aufgrund des weiten Druckbereiches sind mehrere Druckmesskopfe
notwendig, die iiber eine entsprechende Auslegung der Membran fiir unterschiedli-
che Druckbereiche funktionieren. Die hier verwendeten Druckmesskoépfe decken einen
Druckbereich von 1000 Torr (= 1330 mbar) bis etwa 10~* Torr (& 1.33 - 10~* mbar)
ab. Fir die Messung des Drucks in beiden Rezipienten werden dieselben Druck-
messkopfe verwendet, die tiber die Ventile V1 und V2 an den jeweiligen Rezipienten
angeschlossen werden. Der Vorteil dieser Messmethode liegt (neben der geringeren
Anzahl an benétigten Geréten) darin, dass sich evtl. vorhandene Messfehler auf bei-
de Driicke in ahnlicher Form auswirken und die fiir den Spaltstrom maflgebliche
Druckdifferenz zwischen beiden Rezipienten genau erfasst wird.

In beiden Rezipienten wird zusétzlich die Gastemperatur iiber von auflen zugefiihr-
te Mantelthermoelemente erfasst. Als Vakuumpumpe steht eine Schraubenvakuum-
pumpe zur Verfiigung, die einen Enddruck unterhalb von 5 - 10~2 mbar erreicht.
Vor den Messungen wurde das gesamte System einer Leckpriiffung unterzogen, bei
der eine integrale Leckrate unterhalb von 5-107% mbar 1/s erzielt wurde. Verglichen
mit dem kleinsten eingestellten Massenstrom von 0.001 N1/min ist die Leckrate da-
her kleiner als 0.03%, was vernachldssigt werden kann.

Fiir die Durchfiihrung der Versuche wurde iiber die Massenstromregler ein fester
Massenstrom eingelassen. Die Saugleistung der Vakuumpumpe kann iiber die Ven-
tile V3 gesteuert werden, so dass fiir einen Massenstrom mehrere Druckverhéltnis-
se liber dem Spalt eingestellt werden konnen. Fiir die im folgenden aufgefiihrten
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Messergebnisse wurden stets stationdre Bedingungen abgewartet, bevor der néachste
Messpunkt angefahren wurde !.

9.2 Aufbau des Konturkorpers

Neben der Ermittlung der Durchstromung werden zur Validierung der Warmetiber-
gangsmodellierung noch die vom Gas an das Rotor- bzw. Gehdusemodell {ibertrage-
nen Warmestrome gemessen. Hierfiir kommen Wéarmestromsensoren zum Einsatz,
die in die Spaltkontur integriert werden.

In den Warmestromsensoren tritt der zu messende Warmestrom durch einen de-
finierten thermischen Widerstand und erzeugt an diesem eine kleine Temperatur-
differenz. Diese wird durch Thermoelemente erfasst, deren beiden Enden sich auf
den gegeniiberliegenden Seiten des thermischen Widerstands befinden. Damit er-
zeugen sie eine Thermospannung, die direkt proportional zur Temperaturdifferenz
und damit zum Warmestrom ist. Da der thermische Widerstand klein gehalten wer-
den muss, sind die resultierenden Thermospannungen ebenfalls klein, so dass fiir ein
messbares Signal viele solcher Thermoelemente in Reihe geschaltet werden. Warme-
stromsensoren dieser Bauart liefern so ein Spannungssignal, das proportional zum
Wirmestrom ist und dessen Polaritit sich bei Anderung der Wirmestromrichtung
umkehrt.

Die kleinsten verfigharen Warmestromsensoren vom Typ SHF1010 [79] haben ei-
ne aktive Sensorfliche von 10 x 10 mm bei einer Dicke von 0.4 mm. Um diese in
die Spaltkontur einzubringen, kénnen prinzipbedingt nur relativ tiefe Spalte ver-
messen werden. Weiterhin dndert sich der Warmestrom, wie in Abb. 9.6 gezeigt,
entlang der Durchstromungsrichtung bei hohen Reynoldszahlen stark; eine sinnvol-
le Messung mit einem derartigen Sensor kann aber nur in Bereichen mit schwach
veranderlichem Wérmestrom erfolgen, weshalb eine Spalttiefe von 40 mm eingesetzt
wird. Der Sensor ist in der Spaltmitte platziert, wo nach den Rechnungen auch bei
hohen Spaltvordriicken po; und damit groflen Reynoldszahlen einigermafien kon-
stante Warmestrome zu erwarten sind (siehe Abb. 9.6).

Eine weitere Herausforderung stellt die geringe Warmeleitfahigkeit des Sensors selbst
dar (Asensor =~ 2.7 W/(mK)). Durch den Einbau in eine verhiltnisméafig gut wéirme-
leitende, metallische Umgebung wiirde diese geringe Warmeleitfahigkeit die Wér-
mestrome im Konturkorper erheblich verandern und damit das Messergebnis ver-
falschen. Um dieses Problem zu umgehen, wird um den Sensor eine Warmeleitfolie
gelegt (siehe Abb. 9.4), die eine &hnliche Wérmeleitfdhigkeit wie der Sensor selbst
aufweist (Apoie = 3 W/(mK)). Damit ist der Sensor in eine ihm dhnliche Umgebung
integriert, so dass tiber die gesamte Spaltoberfliche nahe identische thermische Be-
dingungen herrschen. Durch diese Einschrankung kann der Sensor nicht direkt in die
Spaltoberflache eingebracht werden, sondern muss knapp unterhalb der Oberflache
installiert werden (siehe Abb. 9.4).

Die Temperierung des Rotor- und Gehéusemodells erfolgt durch Wasser, das mit
der gewiinschten Temperatur durch Kanéle in den Bauteilen geleitet wird (siehe
Abb. 9.2). In diesen stellt sich eine turbulente Stromung ein, die eine sehr effektive
Heizung bzw. Kiihlung des Bauteils gewéhrleistet. Da die insgesamt tibertragenen

Wersuchsdurchfithrung durch S. Geus [35].
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Abb. 9.4: Querschnitt der Messstrecke (links) und Einbau des Wérmestromsensors
im Rotormodell (rechts). Das Gehdusemodell ist in analoger Weise aufgebaut.

Warmemengen sehr klein sind, féllt die Temperaturerhohung des Wassers bei der
Durchstréomung sehr gering aus, so dass entlang der Spaltbreite praktisch gleiche
Temperaturen vorherrschen. Die Position der Kanéle wurde im Vorfeld tiber FEM-
Analysen der Warmeleitung im Bauteil (unter Annahme der Warmestrome nach
Abb. 9.6) so optimiert, dass sich an der Spaltoberfliche eine moglichst konstan-
te Temperaturverteilung einstellt. Da am Spalteintritt die hochsten Wéarmestrome
auftreten, sind die Kanéle nicht mittig, sondern leicht in Richtung Spalteintritt ver-
schoben positioniert.

Um die Spaltoberflichentemperatur in den Versuchen iiberwachen zu kénnen, sind
in beiden Bauteilen jeweils am Spalteintritt, in der Mitte und am -austritt dinne
Thermoelemente unterhalb der Warmeleitfolie platziert. Die Anschliisse der Ther-
moelemente und der Warmestromsensoren werden iiber geeignete, vakuumdichte
Durchfiihrungen nach auflen gefiihrt.

Vor der Messung miissen die Warmestromsensoren im eingebauten Zustand kali-
briert werden. Dazu wird eine elektrische Heizfolie auf der Spaltinnenseite befestigt,
die einen maanderformigen, eng gewunden Widerstandsdraht enthélt. Die andere
Seite der Heizfolie wird thermisch isoliert, so dass ein definierter, rdumlich nahezu
gleichférmiger Warmestrom in die Spaltoberfliache eingebracht wird. Durch Variation
der Heizleistung kann so der gesamte zu erwartende Warmestrombereich durchfah-
ren werden. Die beiden eingesetzten Sensoren wiesen in diesen Versuchen eine vom
Warmestrom nahezu unabhéngige Sensitivitat auf, so dass mit guter Naherung der
Mittelwert verwendet werden kann (max. Abweichung +3%). Angemerkt sei an die-
ser Stelle, dass dieser Kalibrierversuch nur nidherungsweise den spéter untersuchten
Fall des konvektiven Warmeiibergangs an der Spaltoberfliche nachbildet. Dieser ent-
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spricht nicht einem konstanten Wéarmestrom tiber der Spaltoberfliche (sieche Abb.
9.6) und fithrt demnach zu einer etwas anderen Temperaturverteilung in den Bautei-
len. Da sich zwischen Spaltoberfliche und Warmestromsensor, konstruktiv bedingt,
eine dinne Platte befindet, fithren Temperaturgradienten in dieser zu zusatzlichen
Wiérmestromen durch den Sensor, die sich als Kalibrierfehler darstellen.

Wie im vorherigen Kapitel gezeigt, reagiert die Spaltstromung sehr sensibel auf
die Spalthohe, so dass deren genaue Einstellung eine entscheidende Bedeutung zu-
kommt. In dem hier verwendeten Spaltmodell ist die Spalthohe verdnderbar und
wird durch genau gefertigte Distanzbleche eingestellt, die an den Auflenseiten zwi-
schen Rotor- und Gehausemodell gelegt werden. Beide Teile werden tiber Schrauben
miteinander verspannt, so dass auch bei Erwarmung der Bauteile die Spalthéhe kon-
stant bleibt. Als Spalth6hen wurden 0.5 mm und 0.3 mm eingestellt, die oberhalb
der in realen Vakuumpumpen auftretenden Maflen (siche Kap. 1.4) liegen. Grund
hierfiir ist, dass im Versuchsstand der maximale Druck auf ca. 1.3 bar begrenzt ist,
so dass zum Erreichen von turbulenter Stromung mit Re > 8000 groflere Spalthohen
notwendig sind. Die Spaltbreite betrdgt 74.4 mm, das Streckungsverhéltnis b/h ist
damit selbst fiir den hochsten Spalt grofier als 140, so dass die Spaltstromung mit
guter Naherung als zweidimensional betrachtet werden kann.

In Position gehalten wird der Aufbau durch Seitenteile, die fest mit der Flanschplat-
te verschraubt sind (siche Abb. 9.3). Da in den Versuchen sowohl Rotor- als auch
Gehausemodell auf eine hohere Temperatur geheizt werden, eine dadurch bedingte
Aufheizung des restlichen Priifstands aber vermieden werden muss, sind auch beide
Seitenteile mit Kiihlkandlen versehen, durch die Wasser mit Raumtemperatur gelei-
tet wird.

Um den Einfluss der Warmestrahlung zwischen beiden Spaltoberflichen und von
Warmestromen durch Warmeleitung zwischen den Bauteilen zu ermitteln, wurden
beide Rezipienten auf einen niedrigen Druck evakuiert (< 5- 1073 mbar) und die
Wiérmestrome durch beide Sensoren gemessen. Durch Subtraktion dieser “Fehlwar-
mestrome* von den tatsachlichen Messwerten ergeben sich die gesuchten, durch Kon-
vektion verursachten Wéarmestrome.

9.3 Versuchsergebnisse

9.3.1 Durchstromung der nicht beheizten Spaltkontur

Die erste Validierung des Modells erfolgt anhand von Durchstromungsmessungen
am unbeheizten Spaltkorper fiir eine Spalthohe von h = 0.5 mm. Die Ergebnisse
sind in Abb. 9.5 dargestellt, wobei wieder von der Darstellung als dimensionslo-
ser Massenstrom tiber der Gasverdiinnung (bezogen auf den Ruhezustand des Gases
vor dem Spalt) Gebrauch gemacht wird. Die verschiedenen Kurven gelten jeweils fiir
ein Druckverhéltnis, das zwischen praktisch inkompressibler Stréomung (IT ~ 0.95)
und stark kompressibler Stromung (I &~ 0.2) variiert. Durch die Wahl der Spalt-
massenstrome kann die Stromungsform im Spalt von voll turbulenter Strémung bis
zur Knudsenstromung mit §; & 1 reichen. Messungen im rein molekularen Bereich
konnten mit dem Versuchsaufbau nicht durchgefiithrt werden, da hierfiir sehr kleine
Massenstrome notig sind, welche durch die vorhandenen Massenstromregler nicht
zur Verfiigung gestellt werden konnen.
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Im oberen, doppelt logarithmischen Diagramm in Abb. 9.5 ist das Stromungsverhal-
ten bei kleinem Gasverdiinnungsparameter zu erkennen: der dimensionslose Spalt-
massenstrom nimmt mit sinkendem Verdiinnungsfaktor 6; zunéachst stark ab, mit
Einsetzen von Verdiinnungseffekten bei d; < 100 flachen die Kurven ab (siehe Er-
lduterungen in Kap. 8.3). In den Messpunkten bei §; ~ 5 und ¢; ~ 0.8 (beides fur
IT = 0.2) befindet sich die Stromung in der Nahe des Knudsenminimums; die be-
zogenen Massenstrome sind hier nahezu identisch. Die Ubereinstimmung zwischen
Messung und Rechnung ist fiir alle Druckverhéltnisse und 6; < 100 sehr gut, was
die Giiltigkeit der Gasverdiinnungsmodellierung zeigt.

Das untere, halb-logarithmische Diagramm in Abb. 9.5 zeigt das Verhalten bei hohen
Werten der Gasverdiinnung, bei der die Stromung vom laminaren in den turbulenten
Bereich wechselt. Zur Einordnung der Stréomungsart kann zwischen dem dimensions-
losen Massenstrom i = 71 /m.sf, der Re- Zahl und dem Verdiinnungsfaktor d; ein
einfacher Zusammenhang abgeleitet werden:

p"LL'Dh 2-m ZT;Lmeff 1Cm'p1'h -
pu— pu— = — -m

Re (9.1)

n b-n b-n 2

Durch Einsetzen der Definition von § ergibt sich der Massenstrom 7 als Funktion
der Reynoldszahl und des Verdiinnungsfaktors:

NS

m= - ~Re~61 (9.2)
Linien konstanter Reynoldszahlen erscheinen als Hyperbel in der gewéahlten Darstel-
lung; die Grenzlinien zur laminaren Stréomung (Re = 3000) bzw. zur voll turbulenten
Stréomung (Re = 8000) sind zur Verdeutlichung in Abb. 9.5 (unten) eingezeichnet.
Die Ubereinstimmung der berechneten Massenstrome mit den Messdaten im lami-
naren und voll turbulenten Bereich ist sehr gut, was die Giltigkeit der entwickel-
ten Reibwertmodellierung belegt. Im transitionellen Bereich sind die Abweichungen
grofler, die gemessen Werte liegen z.T. iiber, z.T. unter den berechneten. Insgesamt
ergibt sich aber auch hier eine brauchbare Ubereinstimmung, so dass das vorgestell-
te Modell mit akzeptabler Genauigkeit fiir alle Stromungsformen eingesetzt werden
kann.
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Eingestellte Spalthche: 0.5 mm
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Abb. 9.5: Durchflusswerte fiir den nicht beheizten Spaltkoérper



9.3. Versuchsergebnisse 157

9.3.2 Messungen am beheizten Konturkorper

Zur Messung der konvektiven Warmeiibertragung werden eine bzw. beide Oberfla-
chen auf eine hohere Temperatur gebracht. Das Gas selbst wird (zur Vereinfachung
des Versuchsaufbaus) nicht temperiert, so dass dessen Ruhetemperatur vor dem
Spalt der Raumtemperatur (7 ; ~ 23°C) entspricht. Die untersuchten Fille stellen
also einen Aufheizvorgang des Gases in der Einlaufstromung dar, der Verlauf des
in Abb. 5.1 skizzierten Temperaturprofils andert sich entsprechend: Das Gas ist am
Spalteintritt kélter als eine (bzw. beide) Spaltoberflichen und heizt sich an einer
(bzw. beiden) Oberflachen auf. Die Bauteile werden am Spalteintritt also durch das
Gas gekiihlt, nach einer gewissen Lauflinge kehrt sich analog zur Abb. 5.1 an der
kélteren Oberfliche der Temperaturgradient um, so dass Wérme vom hoher tem-
perierten Bauteil in das kiihlere geleitet wird. Fiir die voll ausgebildete thermische
Stromung gelten auch in diesem Fall die in Abb. 5.2 dargestellten Temperaturprofile.
Da die in Kap. 5 und 6.3 vorgestellte Modellierung allgemein giiltig alle Tempera-
turkonstellationen erfasst, ist es ausreichend, diese fiir die hier vorgestellten Aufheiz-
vorgédnge zu validieren. Der in Schraubenvakuumpumpen haufiger auftretende Fall
der Gasabkiihlung (nach Abb. 5.1) kann bei erfolgreicher Validierung des Modells
damit als abgedeckt angesehen werden.

Der Wérmestrom selbst andert sich entlang des Sensors in Stromungsrichtung (siehe
Abb. 9.6), fur die Rechnung wird vereinfachend der Warmestrom in der Sensormitte
als Vergleichswert herangezogen. Je nach Reynoldszahl liegt der Warmestromsensor
in der thermischen Einlaufstromung bzw. im Bereich des thermisch voll ausgebilde-
ten Temperaturprofils. Als Darstellungsform wird der dimensionslose Warmestrom
nach Gl. 6.22 an der Sensorposition als Funktion der Gasverdiinnung fiir verschie-
dene Druckverhéltnisse iiber den Spalt gewahlt.

Generell korrespondieren grole Werte des Verdiinnungsfaktors mit groflen Reynolds-
zahlen (siehe Abb. 1.8), so dass fiir diese der Sensor in der thermischen Einlaufstro-
mung liegt. Mit kleiner werdender Gasverdiinnung und kleinerer Reynoldszahl folgt
der Bereich der ausgebildeten laminaren und fiir niedrige 6 der verdinnten Stro-
mung. Messungen in der turbulenten, voll ausgebildeten Stromung konnen nicht
vorgenommen werden, da die Spaltkontur hierfiir eine zu geringe Tiefe aufweist.
Zur Validierung des Modells wird analog zum Vorgehen in Kap. 6.3 die “1“ Randbe-
dingung am Rotor (Tret > Tgen = To1 ) und der Fall gemischter Randbedingungen
(Trot > Ten > Toa1) getestet. Auf eine Messung der “1“ Randbedingung am Ge-
hause wird zur Verringerung des Messaufwandes verzichtet, die Validierung hierfiir
wird tiber den zweiten Testfall mit gemischten Randbedingungen als abgedeckt an-
gesehen.

In den Rechnungen werden vereinfachend die Viskositat und Wérmeleitfadhigkeit von
Luft bei der Mitteltemperatur zwischen Rotor und Gehéduse angesetzt.

Die Ergebnisse fiir den ersten Fall mit T, ~ 60°C, T, =~ 20°C und Tp; =~ 23°C
sind in Abb. 9.7 fiir eine Spalthohe von 0.5 mm gezeigt. Da die Rotortemperatur
die hochste im System auftretende Temperatur ist, wird dieser durch den Gasstrom
stets gekiihlt, so dass der Wéarmestrom negative Werte annimmt. Die betragsméafBig
hochsten Warmestrome ergeben sich bei grofien Werten von ¢ (und damit grofien
Reynoldszahlen), da sich hier die z.T. turbulente Einlaufstromung iiber den Sen-
sorbereich erstreckt. Mit abnehmender Gasverdiinnung vor dem Spalt sinkt die
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Abb. 9.6: Verlauf der Warmestréome fir A = 0.5 mm, pp; = 1300 mbar, II = 0.5,
To1 = 20°C, Tret = 70°C, Tigen, = 35°C

Reynoldszahl und die Warmestrome am Sensor verringern sich, bis der Bereich der
thermisch ausgebildeten Stromung am Sensor erreicht ist. In diesem bleibt der War-
mestrom konstant und entspricht in etwa der Warmeleitung durch das Gas zwischen
Rotor und Gehause. Ab Verdiinnungswerten von d; < 10 machen sich Gasverdiin-
nungseffekte an der Sensorposition bemerkbar, was zu der deutlichen Reduktion des
Warmestroms fiihrt.

Bei gleichem Vordruck (und damit gleicher Gasverdiinnung §; vor dem Spalt) er-
geben sich bei kleinen Druckverhéltnissen grofiere Spaltmassenstrome und hohere
Reynoldszahlen. Dadurch sind die Warmestrome bei kleinen Druckverhaltnissen in
der Einlaufstromung groflier; in der voll ausgebildeten laminaren Stréomung unter-
scheiden sich die Warmestrome dagegen nur unwesentlich. Hier bestimmt die Wér-
meleitung durch das Gas die Warmestrome, der Einfluss der Kompressibilitit hierauf
ist gering.

Die beschriebenen Effekte werden mit guter Genauigkeit durch das theoretische
Modell erfasst, grofflere Abweichungen treten lediglich bei sehr hohen Wérmestro-
men auf. Grund hierfiir diirfte die Temperaturverteilung in den Bauteilen sein, die
an der Oberfliche z.T. deutlich (£5 K) von der idealen, gleichférmigen Tempera-
turverteilung abwich. Infolge von Wérmeleitung ergeben sich hierdurch zusétzliche
Wiérmestrome durch den Wérmestromsensor, die einen Messfehler darstellen.

Das Gehéause sollte unter diesen Versuchsbedingungen durch den Gasstrom geheizt
werden, da sich dieser an der Rotoroberfliche erwdarmt (siche auch Abb. 5.4). Tat-
séchlich stellte sich in den Experimenten eine Gehéuseoberflichentemperatur leicht
oberhalb der Gaseintrittstemperatur ein, was am Anfang der thermischen Einlauf-
stromung ebenfalls ein geringes Aufheizen des Gases und einen negativen Wérme-
strom zur Folge hat. Mit kiirzer werdender Einlauflinge ist das Temperaturprofil am
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Sensor weiter entwickelt und der Warmestrom nimmt ab. Bei Unterschreitung einer
gewissen Reynoldszahl liegt der Sensor im Bereich des Temperaturprofils mit ver-
schwindendem Temperaturgradient an der Gehausewand, so dass der Warmestrom
Null wird. Bei weiterer Absenkung der Reynoldszahl wird Warme, die vom Gas an
der Rotoroberfliche aufgenommen wird, an das Gehéause abgegeben und der Gehéu-
sewarmestrom wird folglich positiv. Bei Erreichen der thermisch voll ausgebildeten
Stromung am Sensor sind die Warmestrome am Gehéuse und Rotor betragsméfig
gleich. Ab ¢; < 10 werden analog zum Rotor Gasverdiinnungseffekte am Sensor
messbar, die zu einer Abnahme des Warmestroms fithren. Der Vergleich mit der
Rechnung zeigt auch hier iiber weite Bereiche ein gute Ubereinstimmung; der Test-
fall der “1“ Randbedingung am Rotor kann somit als validiert angesehen werden.
Die gemessenen und berechneten Ergebnisse fiir den zweiten untersuchten Fall der
gemischten Randbedingung (Tgy ~ 70°C, Tgen ~ 35°C) sind in Abb. 9.8 aufge-
tragen. Der qualitative Verlauf der Messgroflen entspricht denen des ersten Falls,
allerdings sind bei groflen Verdiinnungsfaktoren die Warmestrome in das Gehause
betragsmafig grofler, da hier eine héhere Temperaturdifferenz zwischen Gehause und
Gas vorliegt. Auch hier ergibt sich eine gute Ubereinstimmung zwischen Messung
und Rechnung, eine Ausnahme bilden lediglich aus den oben erlauterten Grinden
die betragsméfliig hohen Warmestrome bei grolen Werten von 4. Insgesamt besté-
tigen die Messungen das Modell zur Berechnung der Wéarmeitibertragung mittels des
Superpositionsprinzips.

Die gemessenen und berechneten Spaltmassenstrome unterscheiden sich nur gering-
fiigig von denen der kalten Messung nach Abb. 9.5, was auf die relativ geringe
Erhohung der Gasruhetemperatur in den Experimenten zuriickzufithren ist.
Abschlieilend wird noch eine zweite, geringere Spalththe (h = 0.3 mm) mit den glei-
chen, gemischten thermischen Randbedingungen gepriift, um das Modell anhand ei-
ner weiteren Spaltgeometrie zu testen. Die Ergebnisse fiir die Durchstrémung (Abb.
9.9) und die Warmetibertragung (Abb. 9.10) zeigen ein &hnliches Bild wie bei der
vorher diskutierten Spalthéhe von (h = 0.5 mm), was die Giiltigkeit des entwickelten
Modells unterstreicht.



160

Eingestellte Spalthche: 0.5 mm

2 .
1.5 ¢
1 |
0.5
= ol
&)
KA
—0.5
11}
15| Warmestrome
' Gehause
-9 ‘ ‘ ‘ ‘ >
0.1 1 10 100 1000 10000
oy [-]
)
0 |
5|
— —10 ¢}
=
S —15 |
_20 |
_o5 | Warmestrome
Rotor
—-30 : : : : >
0.1 1 10 100 1000 10000
o1 [-]
® Messung, [1 ~ 0.9 — Modell, II ~ 0.9
eMessung, [T~ 0.75 —— Modell, IT =~ 0.75
® Messung, Il =~ 0.5  —— Modell, [T = 0.5
® Messung, [l =~ 0.2 —— Modell, [T ~ 0.2

Abb. 9.7: Warmestrome fir Tgy ~ 60°C, Tie, ~ 20°C und Ty, ~ 23°C



9.3. Versuchsergebnisse 161

Eingestellte Spalthche: 0.5 mm

2 .
1 |
0 |
=y
O
KA
—91
®e
3 Wéirmeftréme ‘°
Gehéuse
4 ‘ ‘ ‘ ‘ >
0.1 1 10 100 1000 10000
o1 [-]
5
0 |
-5
— —10 |
=
S —15 |
—20
o5 Warmestrome
Rotor
—30 ‘ ‘ ‘ : >
0.1 1 10 100 1000 10000
o1 [-]
® Messung, [1 ~ 0.9 — Modell, II ~ 0.9
eMessung, [T~ 0.75 —— Modell, IT ~ 0.75
® Messung, Il =~ 0.5  —— Modell, [T = 0.5
® Messung, [l =~ 0.2  —— Modell, I ~ 0.2

Abb. 9.8: Warmestrome fir Try ~ 80°C, T, ~ 35°C und Ty, ~ 23°C



162

m/mesy [-]

10 4

0.1¢4

0.01 §

Eingestellte Spalthohe: 0.3 mm

0.001
0.1

1.4

1.2 ¢

0.8 1

0.6 |

m/mesy [-]

041

021

100 1000

10000

0.1

100 1000

o1 [-]

e Messung, I ~ 0.75
® Messung, [T ~ 0.2

—— Modell, IT ~ 0.75
— Modell, II ~ 0.2

10000

Abb. 9.9: Durchflusswerte fiir T, = 70°C, Tep =~ 35°C und Ty =~ 23°C



9.3. Versuchsergebnisse 163

Eingestellte Spalthohe: 0.3 mm
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Kapitel 10

Zusammenfassung und Ausblick

Die vorliegende Arbeit prasentiert ein Modell zur Berechnung der Durchstromung
und der Warmeiibertragung von Gehausespalten in Schraubenvakuumpumpen. Ei-
ne Besonderheit stellen hierbei die unterschiedlichen Stromungsformen dar, die je
nach Betriebszustand von turbulenter bis zur molekularen Stromung variiert. Um
den rechnerischen und experimentellen Aufwand fiir die Entwicklung des Modells
zu begrenzen, basiert dieses auf dimensionslosen Kennzahlen fiir die lokale Reibung
und Warmeiibertragung.

Diese werden durch systematische Analyse der Stromung in einem Ersatzspaltmodell
hergeleitet, wobei die Stromung zunéchst vereinfachend als inkompressibel idealisiert
wird. Hierfiir werden die Verlaufe des Reibwertes in der Einlaufstromung analysiert
und der Einfluss der Rotordrehung berticksichtigt. Es zeigt sich, dass diese fiir la-
minare Stromung nur einen sehr geringen Einfluss auf die Reibwerte und damit die
Durchstromung austibt. Ebenfalls wird fiir die inkompressible Stromung die Warme-
iibertragung unter Berticksichtigung der unterschiedlichen Oberflichentemperatu-
ren von Rotor und Gehéduse untersucht, wofiir ein Superpositionsansatz angewendet
wird. Der Sonderfall der gleichen Wandtemperaturen ist in diesem Ansatz enthal-
ten; der Vergleich der numerisch bestimmten Werte mit aus der Literatur bekannten
Korrelationen ergibt eine sehr gute Ubereinstimmung fiir ausgebildete laminare und
turbulente Stromung.

Die nachfolgende Analyse des Einflusses der Kompressiblitéit zeigt, dass sich die
Reibwerte der laminaren Stromung nach einer ausreichenden Laufléinge nur gering-
fiigig von den inkompressiblen Werten unterscheiden. Fiir die spatere Modellbildung
wird zur Abbildung dieses Einflusses eine Korrekturformel entwickelt, die mit guter
Néherung die numerisch bestimmten Reibwerte wiedergibt. Im Spalteintritt ergeben
sich groflere Reibwerte; die Einlaufverluste fallen im Vergleich zur inkompressiblen
Stromung jedoch geringer aus. Fiir die turbulente Stromung ist der Einfluss der
Kompressibilitdt weniger deutlich, hier ergeben sich nahezu die Reibwerte der in-
kompressiblen Stromung.

Durch die Kopplung der Impuls- und Energiegleichung in der kompressiblen Stro-
mung kann das Superpositionsprinzip nur noch eingeschriankt zur Berechnung der
Wandwérmestrome angewendet werden. Hier wird ein Naherungsverfahren vorge-
schlagen, bei dem eine inkompressible Ersatzstromung mit geeigneten Temperatur-
randbedingungen an der Wand verwendet wird. Der Vergleich dieses Ansatzes mit
numerischen Loésungen der gekoppelten Erhaltungsgleichungen ergibt eine ausrei-
chende Genauigkeit dieses Modells fiir die Wéarmestrome und den Temperaturver-
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lauf.

Weiterhin kann gezeigt werden, dass bei Einsetzen von Gasverdinnungseffekten in
der Spaltstromung die Einlaufeffekte nur noch eine vernachléssigbare Rolle spielen,
so dass in diesem Bereich die Betrachtung der voll ausgebildeten Strémung ausrei-
chend ist. Hierfiir konnen die aus der Literatur bekannten Ergebnisse verwendet
werden, wobei diese fiir die folgende Modellbildung als Anpassung des Reibwertes
(f = f(Re,d) und der effektiven Warmeleitfahigkeit (beschrieben durch f(6)) for-
muliert werden.

Das resultierende Berechnungsmodell fiir die Spaltstromung basiert auf den eindi-
mensionalen Erhaltungssatzen fiir Masse, Impuls und Energie. Zur Losung dieser
Gleichungen werden die vorher entwickelten Modelle fiir Reibung und Warmetiber-
tragung eingesetzt und ein geeigneter Losungsalgorithmus beschrieben. Anhand ei-
niger Beispielrechnungen wird der Einfluss der Geometrieparameter und der ver-
schiedenen Randbedingungen aufgezeigt. So ergeben die Rechnung u.a., dass die
Warmetibertragung je nach Randbedingung sowohl den Spaltmassenstrom erhohen
als auch verringern kann.

Abschlieflend wird das theoretische Modell mit experimentell ermittelten Werten fiir
die Durchstromung und die Warmeiibertragung abgeglichen. Hierfiir kommt ein Ver-
suchsspalt mit integrierten Wéarmestromsensoren zum Einsatz, in dem die Stromung
alle relevanten Bereiche (mit Ausnahme der rein molekularen Stromung) durchlauft.
Der Vergleich der Ergebnisse des Modells mit den gemessenen Werten zeigt eine gu-
te Ubereinstimmung sowohl fiir den resultierenden Massenstrom als auch fiir die
Warmestrome, was die Giiltigkeit des entwickelten Modellansatzes bestétigt.
Ungeklért bleibt der Einfluss der Rotordrehung im transitionellen und turbulen-
ten Stromungsbereich, da hierfiir keine geeigneten Turbulenzmodelle zur Verfiigung
standen. Weiterhin beschrankt sich die Analyse der Turbulenz auf den Sonderfall
der praktisch turbulenzfreien Einstromung in den Spalt, was dem idealisierten Mo-
dell des Spaltersatzkorpers zwischen zwei groflen Rezipienten entspricht. In realen
Schraubenvakuumpumpen ist jedoch aufgrund der Rotordrehung von einer stark
turbulenten Einstromung in den Spalt auszugehen, was fir zukiinftige Modellbil-
dungen beriicksichtigt werden sollte.

Die grofite Unsicherheit fiir die thermodynamische Modellierung von Schraubenva-
kuumpumpen stellen jedoch die noch unbekannten Stromungsvorgange innerhalb
der Arbeitskammern dar. Die hier zu erwartende Wirbelbildung diirfte zu einem
erheblichen Warmeaustausch zwischen Gas, Rotor und Gehéuse fithren, die das
Pumpenverhalten signifikant beeinflussen. Fiir eine verbesserte Simulationsgenau-
igkeit sollten daher diese Vorgange in kiinftigen Forschungsarbeiten tiefer gehend
untersucht werden.
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SST- Transitionsmodell
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Definition der Ubergangsfunktion F} fiir die k-Transportgleichung
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y stellt dabei den Abstand von der nachsten Wand dar.

Koefhizient o fiir den Produktionsterm von w:
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Der Koeffizient o* wird zur Dampfung der turbulenten Viskositdt im Falle kleiner
Re-Zahlen verwendet:
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ool = & S — (A.10)
00 Uw,l 500
, 2

s = D02 K (A.11)

Koeffizient ; fiir den Destruktionsterm von w:
Bi=F-Bix+ (1= F)- B2 (A.12)

Funktion F2 fiir die Berechnung der turbulenten Viskositat:
Vk 500 - n

- 2 . _
F, = tanh(®3) mit ®y = max |2- 009w 3 0 7% w (A.13)
Modifizierte Funktion Fj fiir das Transitionsmodell:
R, = M Fy = ¢ (Bu/120° (A.14)
n
F1 = mam(Flm-g, Fg) (A15)

Fioig ist die in Gl. A.3 aufgefiihrte Ubergangsfunktion des urspriinglichen SST-
Modells.



Literaturverzeichnis

[10]

[11]

[12]

ABRAHAM, J.P. ; SPARROW, E.M. ; MINkKOWYCZ, W.J.: Internal-flow Nusselt
numbers for the low-Reynolds-number end of the laminar-to-turbulent transi-
tion regime. In: International Journal of Heat and Mass Transfer 54 (2011),
Januar, Nr. 1-3, S. 584-588

ABRAHAM, J.P. ; SPARROW, E.M. ; ToNG, J.C.K.: Heat transfer in all pipe flow
regimes: laminar, transitional/intermittent, and turbulent. In: International
Journal of Heat and Mass Transfer 52 (2009), Januar, Nr. 3-4, S. 557-563

ABRAHAM, J.P. ; SPARROW, E.M. ; ToNG, J.C.K. ; BETTENHAUSEN, D.W.:

Internal flows which transist from turbulent through intermittent to laminar.
In: International Journal of Thermal Sciences 49 (2010), Februar, Nr. 2, S.
256-263

ABU-GHANNAM, B.J. ; SHAW, R.: Natural Transition of Boundary Layers -

The Effects of Turbulence, Pressure Gradient, and Flow History. In: Journal
of Mechanical Engineering Science 22 (1980), S. 213-228

ALBRING, W.: Angewandte Stromungslehre. 6. bearbeitete Auflage, 1990.
Akademie-Verlag Berlin

ANDERECK, C.D. ; Liu, S.S. ; SWINNEY, H.L.: Flow regimes in a circular

Couette system with independently rotating cylinders. In: Journal of Fluid
Mechanics 164 (1986), S. 155-183

ANDERSON, J.D.: Computational Fluid Dynamics. McGraw-Hill, 1995
ANsYs (Hrsg.): Ansys Fluent 12.0 Theory Guide. Ansys, 2009

ASKAO, Y. ; P1, T. ; TURNER, S.E ; FAGHRI, M.: Effect of compressibility on

gaseous flows in micro-channels. In: International Journal of Heat and Mass
Transfer 46 (2003), S. 3041-3050

BAEHR, H.D. ; STEPHAN, K.: Wirme- und Stoffiibertragung. Springer- Verlag,
1996

BOCKH, P. v.: Warmeiibertragung. Springer- Verlag, 2006

BEAVERS, G. S. ; SPARROW, E. M. ; LLoyD, J. R.: Low Reynolds Number

Turbulent Flow in Large Aspect Ratio Rectangular Ducts. In: Journal of Basic
Engineering 93 (1971), Juni, Nr. 2, S. 296-299

169



170

[13]

[14]

[15]

[17]

18]

[19]

[21]

22]

[23]

[24]

[25]

[26]

[27]

BEAVERS, G.S ; SPARROW, E.M ; MAGNUSON, R.A: Experiments on the break-

down of laminar flow in a parallel-plate channel. In: International Journal of
Heat and Mass Transfer 13 (1970), Mai, Nr. 5, S. 809-815

BERG, H.R. van d. ; SELDAM, C.A. ; GULIK, P.S. Van d.: Compressible laminar
flow in a capillary. In: Journal of Fluid Engineering 246 (1993)

BERGES, H.-P. ; GOTZz, D.: Oil-free vacuum pumps of compact design. In:
Vacuum 38 (1988), S. 761-763

BHATHNAGAR, P.L. ; Gross, E.P. ; KROOK, M.: A Model for Collision
Processes in Gases. Small Amplitude Processes in Charged and Neutral One-
Component Systems. In: Physical Review 94 (1954), S. 511-525

BIRD, G.A.: Molecular Gas Dynamics and the Direct Simulation of Gas Flows.
Oxford University Press, 1994

BRONSTEIN, I.N. ; SEMENDJAJEW, K.A. ; MusioL, G. ; MUHLIG, H.: Taschen-
buch der Mathematik. Harri Verlag Deutsch, 2000

BRUCE, S. ; CHEETHAM, V. ; LEGGE, G.: Recent Operating Experience with
Dry Running Vacuum Pumps on Vacuum Degassing and Vacuum Oxygen

Decarburising Systems. In: International Technology Conference Proceedings,
Warrendale, Pa.: Iron & Steel Society, 2003

CeLATA, G.P. ; CuMO, M. ; MCPHAIL, S.J. ; TESFAGABIR, L. ; ZUuMMO, G.:

Experimental study on compressible flow in microtubes. In: International Jour-
nal of Heat and Fluid Flow 28 (2007), S. 28-36

CERCIGNANI, C.: The Boltzmann Equation and Its Applications. Springer-
Verlag, 1988

CHEN, R.-Y.: Flow in the Entrance Region at Low Reynolds Numbers. In:
Journal of Fluids Engineering 95 (1973), S. 153-158

CHURCHILL, S. W.: Comprehensive Correlating Equations for Heat, Mass and
Momentum Transfer in Fully Developed Flow in Smooth Tubes. In: Industrial
& Engineering Chemistry Fundamentals 16 (1977), S. 109-116

DENNis, N. T. M.: Dry Vacuum Pumps. In: LAFFERTY, J.M. (Hrsg.): Foun-

dations of Vacuum Science and Technology, John Wiley & Sons, Inc., 1988, S.
159-171

DREIFERT, T.: Produktions- und Betriebserfahrungen mit Schraubenvakuum-
pumpen. In: VDI-Berichte Nr. 1932. VDI, 2007

DREIFERT, T. ; JANICKI, M.: Schraubenvakuumpumpen. In: BILDARCHIV
W.H. FARAGALLAH, Verlag und (Hrsg.): Vakuumpumpen. W.H. Faragallah,
2008, S. 271-289

DREISSIG, B.: FEin Beitrag zur Ausleqgung von trockenlaufenden Schraubenmo-
toren, TU Dortmund, Diss., 1989



Literaturverzeichnis 171

28]

[29]

[30]

[31]

[40]

[41]

[42]

[43]

DRrELA, M.: MISES Implementation of Modified Abu-Ghannam/Shaw Transi-
tion Criterion / MIT Aero-Astro. 1998. — Forschungsbericht

DuaN, Z. ; MUzYCHKA, Y.S.: Slip Flow in the Hydrodynamic Entrance Region
of Circular and Noncircular Microchannels. In: Journal of Fluids Engineering
132 (2010)

EckKeRT, E.R.G. ; DRAKE, M.: Analysis of heat and mass transfer. McGraw-
Hill, 1972

EwaRrT, T. ; PERRIER, P. ; GRAUR, [LA. ; MEOLANS, G.: Mass flow rate
measurements in a microchannel, from hydrodynamic to near free molecular
regimes. In: Journal of Fluid Mechanics 584 (2007), S. 337-356

FrANGI, A. ; GHiSI, A. ; FREZZOTTI, A.: Analysis of Gas Flows in MEMS by
a Deterministic 3D BGK Kinetic Model. In: Sensor Letters 6 (2008), S. 69 —
5

FROHN, A.: Einfiihrung in die Kinetische Gastheorie. 2. Auflage. AULA-Verlag
Wiesbaden, 1988

FroHN, A. ; ANDERS, K.: Warmeiibertragung und Stromung in verdiinnten
Gasen. In: VDI-Wirmeatlas. Springer- Verlag, 1997

GEUs, S.: Ezperimentelle Untersuchung der Stromung mit Warmedbertragung
in Maschinenspalten von Vakuumpumpen, Rheinische Fachhochschule Koln, Ba-
chelorarbeit, 2012

GNIELINSKI, V.: New equations for heat and mass transfer in turbulent pipe
and channel flow. In: International Journal of Chemical Engineering 16 (1976),
S. 359-368

GNIELINSKI, V.: Warmeiibertragung bei der Stromung durch Rohre. In: VDI-
Wiarmeatlas. Springer- Verlag, 1997

GNIELINSKI, V.: Wérmeiibertragung im konzentrischen Ringspalt und im ebe-
nen Spalt. In: VDI-Wirmeatlas. Springer- Verlag, 1997, Kapitel Gb

HARLEY, J.C. ; HUANG, Y. ; BAu, HH. ; ZEMEL, J.N.: Gas flow in micro-
channels. In: Journal of Fluid Mechanics 284 (1995), S. 257-274

HANEL, D.: Molekulare Gasdynamik. Springer- Verlag, 2004

Hong, C. ; AsAko, Y. ; LEg, J.H.: Poiseuille number correlations for high
speed micro-flows. In: Journal of Physics D: Applied Physics 41 (2008)

Hsiao, F.B. ; SHEU, S.-S.: Experimental studies on flow transition of a plane
wall jet. In: The Aeronautical Journal of the Royal Aeronautical Society (1996)

JANICKI, M.: Modellierung und Simulation von Rotationsverdringermaschinen,
TU Dortmund, Diss., 2007



172

[44]

[45]

[46]

[47]

[48]

[49]

[50]

[51]

[52]

[53]

[54]

JirscHIN, W.: Viskose Gasstromung: Stromungsarten und pV-Durchflufl. In:
Vakuum in der Prazis 4 (1993), S. 260262

JirscHIN, W.: Gasstromung durch Offnungen und Leitungen. In: Vakuum in
Forschung und Praxis 3 (1998), S. 226-229

JoriscH, W.: Trockenlaufende Vakuumpumpen fir die Prozess-Industrie. In:
Vakuum in Forschung und Prazis 2 (2008), S. 33-39

JOUSTEN, K.: Handbuch der Vakuumtechnik. Vieweg, 2004 (8. Auflage)

KALEMPA, D. ; SHARIPOV, F.: Flows of rarefied gaseous mixtures with a low

mole fraction. Seperation phenomenon. In: European Journal of Mechanics 30
(2011), S. 466-473

KARNITZ, M.A. ; POTTER, M.C. ; SMITH, M.C.: An Experimental Investigation

of Transition of a Plane Poiseuille Flow. In: Journal of Fluid Engineering 96
(1974), S. 384-388

KAUDER, K. ; WENDEROTT, D.: Gasspaltstromungen in Schraubenspindel-
Vakuumpumpen. In: Schraubenmaschinen - Forschungsberichte des FG Fluid-
energiemaschinen 6 (1997), S. 5-19

KAUDER, K. ; WENDEROTT, D.: Analysis of flow rates as a basis for the
simulation of dry-running rotational displacement pumps. In: Proceedings of
the I MECH E Part C Journal of Mechanical Engineering Science (Professional
Engineering Publishing), Band 216 12 (2002), S. 1197-1205

Kays, W. M.: Turbulent Prandtl Number—Where Are We? In: Journal of
Heat Transfer 116 (1994), Mai, Nr. 2, S. 284-295

KIESER, J. ; GRUNDNER, M.: Gas flow through ducts in the whole pressure
range. In: Proceedings of the Fighth International Vacuum Congress, 1980

KovAcevic, A. ; Stosic, N. ; SMITH, I. K.: Analysis of screw compressor per-
formance by means of three-dimensional numerical modelling. In: International
Conference on Compressors and their Systems, 2001

KOsTERS, H. ; EICKHOFF, J.: Trockene Schraubenvakuumpumpe mit hoher
innerer Verdichtung. In: VDI-Berichte 14 (2006), S. 423 — 428

LANGTRY, R. B. ; MENTER, F. R. ; LIKKI, S. R. ; SUZEN, Y. B. ; HuANG, P. G.
; VOLKER, S.: A Correlation-Based Transition Model Using Local Variables—
Part II: Test Cases and Industrial Applications. In: Journal of Turbomachinery
128 (2006), Juli, Nr. 3, S. 423-434

Livesey, R.G.: Flow of Gases through Tubes and Orifices. In: LAFFERTY,

J.M. (Hrsg.): Foundations of Vacuum Science and Technology. John Wiley &
Sons, 1998, Kapitel 2, S. 81-140



Literaturverzeichnis 173

[58] McCUEN, P.A. ; Kays, W. M. ; REyNoLDS, W. C.: Heat transfer with lami-
nar and turbulent flow between parallel planes with constant and variable wall
temperature and heat flux. 1962. — Thermosciences Divison Department of
Mechanical Engineering Stanford University Stanford, California

[59] MENTER, F. R. ; LANGTRY, R. B. ; LIKKI, S. R. ; SUZEN, Y. B. ; HuANG, P. G.
: VOLKER, S.: A Correlation-Based Transition Model Using Local Variables—
Part I: Model Formulation. In: Journal of Turbomachinery 128 (2006), Juli,
Nr. 3, S. 413-422

[60] MENTER, F.R.: Influence of Freestream Values on k-w Turbulence Model Pre-
diction. In: AIAA Journal 30 (1992), Juni, Nr. 6

[61] MENTER, F.R.: Two-Equations Eddy-Viscosity Turbulence Models for Engi-
neering Applications. In: ATAA Journal 32 (1994), S. 1598-1605

[62] MiNnkOowyCzZ, W.J. ; ABRAHAM, J.P. ; SPARROW, E.M.: Numerical simula-
tion of laminar breakdown and subsequent intermittent and turbulent flow in
parallel-plate channels: Effects of inlet velocity profile and turbulence intensity.
In: International Journal of Heat and Mass Transfer 52 (2009), August, Nr.
17-18, S. 4040-4046

[63] NARIS, S. ; VALOUGEORGIS, D. ; KALEMPA, D. ; SHARIPOV, F.: Flow of gaseous
mixtures through rectangular microchannels driven by pressure, temperature,
and concentration gradients. In: Physics of Fluids 17 (2005)

[64] OERLIKON LEYBOLD VAcuUM (Hrsg.): Gesamtkatalog. Oerlikon Leybold Va-
cuum, 2010

[65] OERTEL, H. ; DELFS, J.: Stromungsmechanische Instabilititen. Universitats-
verlag Karlsruhe, 1996

[66] OERTEL, H. Jr.: Prandl-Fihrer durch die Stromungslehre. 11. Auflage. Vieweg
Verlag, 2002

[67) OERTEL, H. jr. ; BOHLE, M. ; DOHRMANN, U.: Stromungsmechanik. 5. Auflage.
Vieweg+Teubner, 2009

[68] PATANKAR, S.V.; PHILLIPS, M.A. (Hrsg.) ; MiLLMAN, E.M. (Hrsg.): Numerical
Heat Transfer and Fluid Flow. Hemisphere Publishing Corporation, 1980

[69] PERIC, M. ; FERZIGER, J.H.: Computational Methods for Fluid Dynamics. 3
Edition. Springer- Verlag, 2002

[70] PEVELING, F.-J.: Fin Beitrag zur Optimierung adiabater Schraubenmaschinen
in Simulationsrechnungen, Universitat Dortmund, Diss., 1988

[71] PFLEIDERER, C. ; PETERMANN, H.: Strémungsmaschinen. Springer- Verlag,
1997



174

[72]

[73]

[74]

[75]

[76]

[30]

[81]

[82]

[84]

[35]

[36]

ROHE, A.: Simulation und Messung des Druckverlaufes am Beispiel einer
Schraubenspindel-Vakuumpumpe. In: Schraubenmaschinen Nr. 10 (2002), S.
137 — 148

ROHE, A.: Warmehaushalt von Schraubenspindel- Vakuumpumpen, Universitat
Dortmund, Diss., 2005

SACHS, R.: FExperimentelle Untersuchung von Gasstrémungen in Schraubenma-
schinen, Universitdt Dortmund, Diss., 2002

SANTELER, D. J.: Exit Loss in viscous tube flow. In: Journal of Vacuum Science
and Technology 4 / Issue 3 (1986)

SANTELER, D. J. ; BOECKMANN, M.D.: Molecular flow transmission probab-

lities of rectangular tubes. In: Journal of Vacuum Science and Technology 9
(1991)

SCHLATTER, P.: Large Eddy Simulation of Transition and Turbulence in Wall-
Bounded Shear Flow, ETH Ziirich, Diss., 2005

SCHRODER, W.: Fluidmechanik. Wissenschaftsverlag Mainz in Aachen, 2004

SEQUOIA TECHNOLOGY LrD (Hrsg.): SHF Heatflur Sensors. Basingstoke
Road, Reading, Spencers Wood, Berkshire. RG7 1PW: Sequoia Technology Ltd,
2012

SHAH, R. K. ; LONDON, A. L.: Laminar Flow Forced Convection in Ducts.
Academic Press, 1978

SHAH, R.K. ; LONDON, A. L.: Handbook of convective heat transfer. John Wiley
& Sons, 1987

SHAPRIO, A.H.: The Dynamics and Thermodynamics of Compressible Fluid
Flow, Volume 1. Ronald Press, 1953

SHAPRIO, A.H.: The Dynamics and Thermodynamics of Compressible Fluid
Flow, Volume 2. Ronald Press, 1953

SHARIPOV, F.: Non-Isothermal Gas Flow through Rectangular Microchannels.
In: Journal of Micromechanics and Microengineering 9 (1999)

SHARIPOV, F.: Rarefied gas flow through a long rectangular channel. In: Journal
of Vacuum Science & Technology A 17 (1999), Nr. 5, S. 3062-3066

SHARIPOV, F.: Analytische und numerische Berechnungen von stationdren
Fliissen verdiinnter Gase. In: JOUSTEN, K. (Hrsg.): Handbuch der Vakuum-
technik. Vieweg 4+ Teubner, 2010, Kapitel 5, S. 149-201

SHARIPOV, F. ; CuMIN, L.M.G. ; KALEMPA, D.: Heat flux between parallel

plates through a binary gaseous mixture over the whole range of the Knudsen
number. In: Physica A 378 (2007), S. 183-193



Literaturverzeichnis 175

[38]

[39]

[90]

[91]

[92]

[93]
[94]

[95]

SHARIPOV, F. ; SELEZNEV, V.: Data on Internal Rarefied Gas Flows. In:
Journal of Physical and Chemical Reference Data 27 (1998), S. 657-706

TaN, W.H. ; ELLENRIEDER, K.D. von ; LiMm, T.T. ; SORIA, J.: Stability of
Taylor-Couette Flow with Axial Flow. In: 14th Australasian Fluid Mechanics
Conference, 2001

UMRATH, W.: Grundlagen der Vakuumtechnik. Oerlikon Leybold Vacuum,
2007

VERSTEEG, H.K. ; MALALASEKERA, W.: An Introduction to Fluid Dynamics:
The finite volume method. Longman Scientific & Technical, 41996

WENDEROTT, D.: Spaltstromungen im Vakuum, Universitat Dortmund, Diss.,
2001

WHITE, F. M.: Viscous Fluid Flow. 3rd Edition. McGraw-Hill, 2006

WiLcox, D. C.: Turbulence Modeling for CFD. 2. Edition. DCW Industries,
Inc., 1998

Wu, R.S. ; CHENG, K.C. ; Ou, J.W.: Low peclet number heat transfer in
the thermal entrance region of parallel-plate channels with unequal wall tem-
peratures. In: The Canadian Journal of Chemical Engineering 54 (1976), S.
526-531



176




Lebenslauf

Personliche Daten

Name: Roland Albert Miiller
Schulbildung
1988 - 1992 Gemeinschaftsgrundschule Siegburg- Kaldauen

09/1992 - 06,/2001 Anno-Gymnasium Siegburg

Zivildienst

07/2001 - 04/2002  Arbeiter-Samariter-Bund in Troisdorf

Studium

10/2002 - 09/2007  Maschinenbaustudium an der RWTH-Aachen
Vertiefungsrichtung: Luftfahrttechnik
Abschluss: Diplom

Berufstatigkeit

seit 11/2007 Entwicklungsingenieur fiir Schraubenvakuumpumpen bei der
Firma Oerlikon Leybold Vacuum, Koln



