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Kurzfassung

Dem Einspritzsystem kommt bei dem Design von mit fliissigen Treibstoffen betrie-
benen Raketentriebwerken eine zentrale Bedeutung zu. Nur ein sorgfiltig gewé&hl-
tes Design dieser Komponente garantiert eine effiziente und stabile Verbrennung
der Treibstoffe im Brennraum. Die Aufgabe eines solchen Einspritzsystems fiir Bi-
Propellant-Triebwerke ist die Uberfithrung der zu Beginn getrennten fliissigen oder
gasformigen Treibstoffkomponenten in ein Gemisch, das eine schnelle Reaktion ermog-
licht. Bei der Wahl eines geeigneten Einspritzsystems miissen der Aggregatzustand der
Treibstoffpaarung (fliissig/fliissig, gasformig/fliissig, gasformig/gasformig) und weite-
re Anforderungen an das Gesamtsystem beriicksichtigt werden, wie z. B. maximal
erlaubte Wandtemperaturen, Beschrankungen im Bauvolumen, niedrige Fertigungs-
kosten oder ein variabler Schubbereich. Fiir kryogene Hochleistungsraketentriebwerke,
die mit fliissigem Sauerstoff und Wasserstoff (LOX/Hz) betrieben werden, haben sich
Koaxial- bzw. Swirl-Koaxial-Einspritzelemente durchgesetzt. Sie finden sich z. B. in
den Triebwerken Vulcain I & II, Vinci, HM-7, SSME, J-2, LE-5 oder LE-7.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein neuartiges Verfahren der Treibstoffinjektion
untersucht. Das Advanced Porous Injector (API)-Konzept stellt eine Alternative zu
klassischen Koaxialinjektoren fiir die gasformig/fliissig-Injektion dar. Es basiert auf
der Verwendung einer porosen Stirnplatte zur Injektion der gasférmigen Treibstoff-
komponente (z. B. Hy) und einer Vielzahl einfacher Réhrchen geringen Durchmessers
fiir die Einspritzung der fliissigen Komponente (LOX). Aufgrund des einfachen
Aufbaus bietet das API-Konzept ein grofles Potential zur Kostenreduktion der Ein-
spritzkopfkomponente. Dieser Aufbau sorgt auch fiir vollkommen unterschiedliche
kinematische Bedingungen bei der Einspritzung und damit auch fiir einen anderen
Aufbereitungsmechanismus. Wahrend ein Koaxialinjektor die Aufbereitung durch
die Scherwirkung eines schnellen koaxialen Gasstrahls um einen langsamen zentralen
LOX-Strahl bewerkstelligt, entfallen die hohen Gasgeschwindigkeiten im Falle des
API durch die grofle Eintrittsfliche fiir diese gasformige Treibstoffkomponente. Die
Treibstoffaufbereitung in einem pordsen Injektor basiert auf einem anderen dominan-
ten Mechanismus, der in dieser Arbeit untersucht wird.

Ziel dieser Arbeit war die Identifikation dieses Aufbereitungsmechanismus und die
Bestimmung moglicher Einflussparameter auf die Giite der Treibstoffaufbereitung.
Zu diesem Zweck wurden umfangreiche experimentelle Versuchsreihen unter Heif3-
gasbedingungen mit portsen Injektoren nach der oben beschriebenen API-Bauweise
und verschiedenen Sub-Scale-Forschungsbrennkammern durchgefiihrt. Diese Versu-
che fanden am Européischen Forschungs- und Entwicklungspriifstand P8 am DLR
Standort Lampoldshausen statt. Diese Brennkammern wurden fiir typische Haupt-
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Kurzfassung

brennkammerbedingungen mit Brennkammerdriicken von bis zu 100 bar und bei
repriasentativen Mischungsverhéltnissen betrieben. Im Zusammenhang mit Untersu-
chungen zur Injektion bei Gasgenerator- bzw. Vorbrennkammeranwendungen wurden
Brennkammerdriicke von bis zu 330 bar realisiert. Zur Bewertung des Einflusses
der untersuchten Parameter wurden die Verbrennungseffizienz und die Verbren-
nungsrauigkeit herangezogen. Dariiber hinaus erfolgte eine Bestimmung des axialen
Druckverlaufs im Brennraum. Dieser axiale Druckverlauf erlaubt Riickschliisse auf
die Position und Ausdehnung der Hauptreaktionszone in der Brennkammer.

Zur Charakterisierung des Einspritzkonzeptes wurde der Einfluss variierender kinema-
tischer Bedingungen (Eintrittsgeschwindigkeiten und Impulsstrome) in der Einspritz-
ebene untersucht. Fiir Koaxialinjektoren sind dies die kontrollierenden Parameter
der Treibstoffaufbereitung. Des Weiteren fanden bei Brennkammerdurchmessern
von 50 mm umfangreiche Versuche zum Einfluss des Diisenkontraktionsverhéltnisses
statt. Dieses Verhéltnis bestimmt die Heiflgasgeschwindigkeit in der Brennkammer,
die als ein wichtiger Parameter der Treibstoffaufbereitung bei portésen Injektoren
identifiziert wurde. Daneben wurde der Einfluss einer geometrischen Variation des
Einspritzkopfmusters untersucht. Durch die geeignete Auslegung zweier neuer In-
jektoren konnte der Einfluss des LOX-Injektordurchmessers unabhéngig von den
sonstigen Stromungsbedingungen in der Einspritzebene untersucht werden.

Bei Heiflgasversuchen mit einer 80 mm-Forschungsbrennkammer konnte der stabi-
le und effiziente Betrieb eines neu entwickelten pordsen Injektors bei typischen
Abmessungen von In-Space-Triebwerken demonstriert werden. Dabei wurden neue
Erkenntnisse zur Auslegung eines API zur Vermeidung von selbsterregten, hochfre-
quenten Instabilitdten gewonnen. Das Anwendungsspektrum dieses neuen Einspritz-
verfahrens wurde erfolgreich um das Feld der treibstoffreichen Gasgenerator- bzw.
Vorbrennkammerinjektion erweitert. Es konnte der stabile Betrieb eines speziell fiir
diese Bedingungen entworfenen API bei Driicken von bis zu 330 bar nachgewiesen
werden.
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Abstract

The design of the injection system is of utmost importance for a liquid propellant
rocket engine. Only careful design of this component ensures efficient and stable com-
bustion of the injected propellants. Injection systems for liquid bi-propellant rocket
engines are responsible for transformation of the two initially separated streams of
propellants into an easily combustible mixture. Apart from the propellants’ thermo-
dynamic state (liquid/liquid, gas/liquid, gas/gas), additional requirements which
stem from the design boundary conditions of the combustion chamber have to be
taken into account, for example limited combustion chamber wall temperatures,
spatial restrictions, manufacturing costs and degree of throttling. For cryogenic high
performance rocket engines operated with liquid oxygen and hydrogen (LOX/Hs),
coaxial or swirl-coaxial elements represent the state-of-the-art. Examples of engines
using these types of injectors are Vulcain I & II, Vinci, HM-7, SSME, J-2, LE-5 or
LE-7.

This document reports investigations concerning a novel concept for propellant injec-
tion. The Advanced Porous Injector (API)-concept poses an alternative to classic
coaxial injection elements for gas/liquid injection. It consists of a porous face plate for
the injection of the gaseous propellant (usually Hy) and a multitude of small diameter
tubes for injection of the liquid propellant (LOX). The simplicity of this arrangement
offers great potential for reduced manufacturing costs of the rocket engine injector
head. This layout results in vastly different injection conditions, and consequently
in a different atomization mechanism. Whereas propellant atomization in a coaxial
injector is supported by shear forces between a fast, coaxial gas jet surrounding a
slow, central LOX jet, this high velocity differential is not present in the API concept
due to the large injection surface. A different mechanism of propellant atomization
applies and is investigated in this doctoral thesis.

This work aims at identifying the atomization mechanism of the API concept and
the corresponding parameters of injection which influence the quality of atomization.
Multiple experimental test campaigns have been performed in order to meet this
goal. These test campaigns employed several porous injector heads and sub-scale
research combustion chambers. All tests were performed at the European Research
and Development Test Bench P8 at the DLR site of Lampoldshausen. The tests
regarding typical main combustion chamber conditions were conducted at chamber
pressures of up to 100 bar and representative mixture ratios. For gas-generator or
pre-burner conditions combustion chamber pressures of up to 330 bar were achieved.
Combustion efficiency and the combustion roughness were determined as measures
of injector performance. In addition to these parameters, the axial pressure profile
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Abstract

in the combustion chamber was measured. The axial pressure profile indicates the
location and the extent of the main combustion zone inside the combustion chamber.
The relationship of the performance measures to varying propellant injection veloci-
ties and momentum fluxes at the injection plane was investigated. These injection
parameters are known to be dominant in controlling the atomization in the case of
coaxial injector elements. Further investigations on the 50 mm scale considered the
influence of the combustion chamber contraction ratio. This ratio determines the
velocity of the hot gas flow, which has been identified as an important influence on
propellant atomization in the case of a porous injector. Additionally, variation of the
injector element pattern has been investigated. Two new porous injectors have been
specifically designed to allow for an investigation of the influence of the LOX injector
diameter, while keeping all other parameters of injection constant.

Hot fire tests with an 80 mm sub-scale combustion chamber demonstrated the stable
and efficient operation of a newly designed injector head for typical dimensions of
in-space applications. The design phase and subsequent hot fire tests resulted in an
improved understanding of measures necessary to avoid self-triggered high-frequency
combustion instabilities. In addition to its application to main combustion chamber
conditions, the API injection concept was shown to be applicable to gas-generator
and pre-burner applications. Stable operation of an API specifically designed for these
conditions was demonstrated at combustion chamber pressures of up to 330 bar.
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1 Einleitung und Zielsetzung

Zukiinftige Raumfahrtanwendungen werden im Hinblick auf Effizienz, Zuverldssig-
keit, Lebensdauer und Kosten erhohte Anforderungen an mit fliissigen Treibstoffen
betriebene Raketentriebwerke stellen. Im Bereich der Trageranwendungen muss mit
einer verschirften Wettbewerbssituation durch aufstrebende Raumfahrtnationen
wie z. B. China, Indien oder Brasilien gerechnet werden. Daher riickt insbesondere
der Kostenaspekt bei der Auslegung zukiinftiger Raumfahrtanwendungen in den
Vordergrund. Alle Tragersysteme sind auf eine mit einem LPRE (Liquid Propellant
Rocket Engine) betriebene Oberstufe fiir einen prézisen Einschuss in den Zielorbit
angewiesen. Aufgrund des hohen massenspezifischen Impulses bietet sich fiir diese
Oberstufentriebwerke die kryogene Treibstoffkombination LOX/Hs an. Prominente
Beispiele fiir Oberstufentriebwerke auf Basis von LOX/Hy sind die européischen
Triebwerke HM-7 und Vinci, das amerikanische RL-10 und das japanische LE-5B.
Ein LPRE bietet im Vergleich zu einem Feststofftriebwerk einen sehr hohen spezifi-
schen Impuls, die Moéglichkeit zur Schubvariation, sowie eine préazise Steuerung des
insgesamt aufgebrachten Av. Diese gewichtigen Vorteile werden durch eine erhohte
Komplexitéit des Triebwerks und damit auch durch erhohte Kosten erkauft. Dieser
Nachteil kann durch Vereinfachung einzelner Subkomponenten dieses Systems gemin-
dert werden.

Eine kritische Komponente eines solchen LPRE ist das Einspritzsystem. Der erreich-
te Wirkungsgrad der Verbrennung in der Schubkammer und die Stabilitdt dieser
Verbrennung werden mafigeblich durch diese Komponente bestimmt. Probleme mit
dem Einspritzsystem fithren hdufig zu grofien Verzogerungen und Kostensteigerun-
gen innerhalb eines Triebwerksentwicklungsprogramms. Ein Beispiel dafiir ist das
Entwicklungsprogramm des F-1-Triebwerks der Saturn-V-Unterstufe. Aufgrund von
hochfrequenten Brennkammerinstabilitdten, die wiahrend des Betriebs auftraten,
mussten iiber einen Zeitraum von vier Jahren hinweg insgesamt rund 2000 Heif3-
gastests durchgefithrt werden, bis das Triebwerk als hinreichend stabil angesehen
wurde [49]. Viele existierende Injektionsverfahren erfordern eine aufwendige Qua-
litdtskontrolle, um eine stabile und effiziente Verbrennung zu gewéhrleisten. Diese
Qualitatskontrolle stellt einen mafigeblichen Kostenfaktor bei der Fertigung eines
LPRE dar. Diese Kosten kénnten durch eine Reduktion der Komplexitét eines Ein-
spritzsystems deutlich verringert werden. Diese Vereinfachung darf dabei nicht Kosten
der Effizienz der Verbrennung und der zu erwartenden Lebensdauer des Triebwerks
geschehen.

Alle oben erwihnten Oberstufentriebwerke auf Basis der Treibstoffkombination
LOX/H, verwenden den zugefiihrten Wasserstoff zur Kiihlung der Brennkammer-
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wand. Je nach Zyklusgestaltung (Gasgenerator-, Expander- oder Expander-Bleed-
Zyklus) wird der Wasserstoff dem Einspritzkopf bei unterschiedlichen Temperaturen
zugefithrt. Diese Temperaturen liegen dabei deutlich {iber den im Tank herrschenden
Temperaturen von ca. 22 K. Fiir diese Kombination aus fliilssigem Sauerstoff und
gasformigem bzw. {iberkritischem Wasserstoff hat sich die Koaxialinjektion als be-
vorzugtes Einspritzverfahren etabliert. Ein typischer Koaxial-Einspritzkopf besteht
aus einer grofen Anzahl einzelner Koaxial-Elemente (HM-7: 90 Einzelelemente).
Jedes einzelne dieser Elemente besteht aus einem Zentralrohr, durch das der fliissige
Sauerstoff eingespritzt wird. Umgeben wird dieses Rohr von einem Spalt, durch den
der Wasserstoff geleitet wird. Die Vermischung der beiden Treibstoffkomponenten
geschieht dabei durch einen Impulsaustausch. Durch die geeignete Wahl der jeweili-
gen Treibstoffeintrittsfiichen werden die Eintrittsgeschwindigkeiten der Treibstoffe
auf ca. 15 bis 30m/s (Sauerstoff) bzw. 200 bis 300m/s (Wasserstoff) eingestellt.
Die von dem schnellen koaxialen Gasstrahl hervorgerufenen Scherkrifte entlang
des langsamen zentralen Sauerstoffstrahls sorgen fiir eine gute Zerstdubung und
intensive Mischung. Dieses Verfahren bietet sich fiir alle Treibstoffkombinationen an,
bei denen ein grofies Dichteverhiltnis (gasformig/fliissig) vorliegt. Dies wére auch
fiir ein Triebwerk mit einer auf Methan basierenden Regenerativkiihlung der Fall.
Der beschriebene Treibstoffaufbereitungsmechanismus ist dabei stark abhéngig von
einer prazisen Fertigung der einzelnen Injektorelemente. Bei nicht genau konzentrisch
angeordneten Injektorelementen kommt es zu Einbuflen bei der Verbrennungseffizienz
[r7).

Das Advanced Porous Injector (API)-Konzept stellt eine Alternative zu den beschrie-
benen Koaxialinjektoren fiir die Einspritzung von gasformig/fliissig-Treibstoffkombi-
nationen dar. Dieses Verfahren wurde seit 2001 am DLR-Standort Lampoldshausen
eingehend untersucht. Es basiert auf der Verwendung einer pordsen Stirnplatte
zur Injektion der gasformigen Treibstoffkomponente (z. B. Hy) iiber den gesamten
Querschnitt der Brennkammer hinweg und einer Vielzahl einfacher Rohrchen ge-
ringen Durchmessers fiir die Einspritzung der fliissigen Komponente (LOX). Die
LOX-Ro6hrchen werden durch die pordse Stirnplatte gefithrt und schlieflen biindig mit
dieser ab. Sie weisen typischerweise Innendurchmesser von 1,5 mm und Auflendurch-
messer von 2,0 mm auf. Diese Mafle liegen deutlich unter den Innendurchmessern
typischer LOX-Ro6hrchen von Koaxial-Einspritzelementen (2 bis 5,5 mm [38]). Die
Anzahl der LOX-Injektoren ist allerdings wesentlich grofler als bei vergleichbaren
Koaxial-Einspritzkopfen, woraus eine stark erhohte Kontaktflache der Treibstoffe
resultiert. Aufgrund der grofien fiir den gasformigen Wasserstoff zur Verfiigung stehen-
den Eintrittsflache liegt die Eintrittsgeschwindigkeit des Ho-Massenstroms bei diesem
Verfahren bei nur 5 bis 15m/s. Die Eintrittsgeschwindigkeit des fliissigen Sauerstoffs
liegt bei 10 bis 30 m/s. Durch diese Gestaltung des Einspritzkopfs dndern sich die
Einspritzbedingungen an einem einzelnen Injektor selbst bei grofleren Abweichungen
wéahrend der Fertigung kaum. Die erforderlichen Fertigungstoleranzen konnen grofier
gewdhlt werden, ohne dass Einbuflen im Hinblick auf Verbrennungseffizienz und
Verbrennungsstabilitiat befiirchtet werden miissen. Dies bringt grofie potentielle Kos-
tenersparnisse im Bereich der Qualitiatssicherung mit sich. Dariiber hinaus besteht



der gesamte Einspritzkopf (pordse Stirnplatte, LOX-Injektorréhrchen etc.) aus nicht
ITAR-relevanten Materialien und Komponenten.

Portse Injektoren nach dem API-Baumuster haben in vielen Heiflgasversuchen so-
wohl bei unter- als auch bei {iberkritischen Brennkammerdriicken eine sehr gute
Verbrennungseffizienz gezeigt [42], [67]. Aufgrund der verschwindend geringen Dif-
ferenzgeschwindigkeit am Injektoraustritt scheidet die Zerstdubung aufgrund von
unmittelbar am Injektor auftretenden Scherkréften zwischen den Treibstoffkom-
ponenten als treibender Aufbereitungsmechanismus aus. Die hohe nachgewiesene
Verbrennungseffizienz poroser Einspritzkopfe — vergleichbar mit der von Koaxialinjek-
toren — deutet jedoch darauf hin, dass bei diesem einfach gestalteten Einspritzkonzept
ein alternativer Aufbereitungsmechanismus vorliegen muss. Dieser alternative Me-
chanismus weist dabei eine vergleichbar hohe Effizienz wie die Zerstdubung durch
Scherwirkung bei Koaxialinjektoren auf.

Diese Arbeit liefert einen substantiellen Beitrag zur Identifikation des Mechanismus,
der die Treibstoffaufbereitung im Fall eines porésen Einspritzkopfs dominiert. Es wer-
den dazu die Ergebnisse von Heiflgasversuchen vorgestellt, bei denen unterschiedliche
Parameter variiert wurden. Diese Parameterstudien wurden mit Sub-Scale Versuchs-
brennkammern mit einem Innendurchmesser von 50 mm am Européischen Forschungs-
und Entwicklungspriifstand P8 am DLR-Standort Lampoldshausen durchgefiihrt.
Neben einer Variation der unmittelbaren Injektionsbedingungen wurden Variationen
der Brennkammer-Machzahlen und des LOX-Injektordurchmessers untersucht. Durch
Heiflgasversuche auf der 80 mm-Skala konnte das Stabilitédtsverhalten poroser Injekto-
ren und seine Abhéngigkeit von der Gestaltung des LOX-Injektormusters erstmals bei
repréasentativen Brennkammerabmessungen charakterisiert werden. Die gewonnenen
Erkenntnisse ermoglichten die Auslegung eines pordsen Einspritzkopfs fiir typische
Injektionsbedingungen bei Gasgenerator-Anwendungen, die sich mafigeblich von de-
nen herkémmlicher Hauptbrennkammern unterscheiden. Im Rahmen dieser Versuche
konnte erstmals ein Brennkammerdruck von 330 bar mit einer Forschungsbrenn-
kammer und einem API demonstriert werden. Die in dieser Arbeit beschriebenen
Versuchsergebnisse stellen eine Grundlage fiir die erfolgreiche Auslegung zukiinftiger
poroser Einspritzkopfe fiir vielfiltige Anwendungen dar.
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2 Treibstoffeinspritzung in
Raketentriebwerken

In diesem Kapitel werden zunéchst Kriterien beschrieben, die einen Vergleich zwi-
schen unterschiedlichen Einspritzsystemen ermdglichen (s. Abschnitt [2.I). Diese
Parameter, wie die Verbrennungseffizienz und -stabilitiat, dienen spéter zur Bewer-
tung der in dieser Arbeit betrachteten Varianten eines pordsen Einspritzkopfs. Die in
diesem Kapitel getroffenen Aussagen beziehen sich im Wesentlichen auf Raketent-
riebwerke mit zwei Treibstoffkomponenten, einem Brennstoff und einem Oxidator.
Die Betrachtungen konzentrieren sich dabei auf die kryogene Treibstoffkombination
Sauerstoff/ Wasserstoff (LOX/H;), die in vielen Haupt- und Oberstufentriebwer-
ken zum Einsatz kommt (Vulcain II, HM-7B, Vinci, SSME, J-2, RL-10, RD-0120
etc.). Die Besonderheiten dieser Treibstoffkombination werden im Unterkapitel
beschrieben. Abschnitt erldutert die grundsétzlichen Mechanismen der Treibstoff-
aufbereitung, auf die sich unterschiedliche Einspritzverfahren stiitzen. Im Anschluss
werden in Abschnitt etablierte Einspritzverfahren, ihre Einsatzbereiche sowie
ihre Vor- und Nachteile vorgestellt. Fiir diese Einspritzverfahren sind in der Vergan-
genheit umfangreiche experimentelle und numerische Arbeiten zur Bestimmung der
dominanten Einflussgrofien durchgefiihrt worden. Die Nachteile der bestehenden In-
jektionskonzepte haben zur Entwicklung des Konzepts der porosen Injektion gefiihrt.
Dieses Injektionskonzept wird abschliefend im Detail erldutert und in den Kon-
text der zuvor vorgestellten Einspritzverfahren eingeordnet (Abschnitt [2.5). Durch
die spezielle Konstruktion eines portsen Einspritzkopfs scheiden einige Parameter
als dominante Einflussgrofien aus, die bei konventionellen Einspritzverfahren die
Treibstoffaufbereitung kontrollieren. In diesem Abschnitt wird ein Mechanismus der
Treibstoffaufbereitung fiir porése Injektoren vorgestellt, der durch die in Kapitel
préasentierten Ergebnisse aus Hei3gasversuchen gestiitzt wird.

2.1 Anforderungen an ein Einspritzsystem fiir
Raketentriebwerke

Die grundsétzliche Aufgabe eines Einspritzsystems fiir Raketentriebwerke ist die
Bereitstellung eines reaktionsfahigen Treibstoffgemischs in der Brennkammer. Ziel ist
die moglichst vollstdndige Umsetzung der Treibstoffe innerhalb des Brennraums. Da
Raketentriebwerke stets treibstoffreich betrieben werden, ist dies gleichbedeutend
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mit einer vollstédndigen Umsetzung des eingespritzten Oxidators. Die Verbrennung
muss dabei unter stabilen Bedingungen ablaufen und ein mechanisches Versagen der
Brennkammer iiber die geplante Betriebszeit des Triebwerks hinweg ausgeschlossen
sein. Grundsétzlich gilt: Je feiner die Treibstoffkomponenten vermischt werden,
desto schneller und vollstindiger findet die Umsetzung statt. Fiir die moglichst
vollsténdige Reaktion der Treibstoffe steht nur eine kurze Zeitspanne zur Verfiigung.
Die mittlere Verweildauer eines Molekiils im Brennraum liegt in der Grofenordnung
weniger Millisekunden [70]. Die priméren Bewertungskriterien fiir die Qualitit eines
Einspritzsystems — Verbrennungseffizienz und Verbrennungsstabilitdt — werden im
Folgenden erlautert. Neben diesen beiden universellen Kriterien existieren je nach
Anwendungsfall spezielle Anforderungen an ein Einspritzsystem, die auszugsweise
beschrieben werden.

2.1.1 Verbrennungseffizienz

Die Verbrennungseffizienz ist ein Maf3 fiir die Vollstandigkeit des chemischen Um-
satzes der Treibstoffe innerhalb des Brennraums. Eine Verbrennungseffizienz von
Ne = 100 % bedeutet, dass am Ende der Brennkammer ein Heifligasgemisch vorliegt,
das sich in einem chemischen Gleichgewicht befindet. Die Heiflgaseigenschaften werden
dabei im Wesentlichen von dem Mischungsverhéltnis der eingespritzten Treibstoffe
bestimmt. Die Verbrennungseffizienz wird als Quotient aus experimentell ermittelter
zu theoretisch moglicher charakteristischer Geschwindigkeit ¢* definiert:

*
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Die charakteristische Geschwindigkeit ¢* ist bei gegebenem Diisenhalsquerschnitt ein
Ma$ fiir den erreichbaren Brennkammerdruck aus einer bestimmten Menge Treibstoff.
Ihr Wert ist in hohem Mafle von den verwendeten Treibstoffen, ihren Eintrittsbedin-
gungen und dem Mischungsverhéltnis abhingig. Diese Parameter bestimmen das
mittlere Molekulargewicht des Verbrennungsgases M, den Isentropenkoeffizienten
k sowie die erreichte Totaltemperatur Ty. Je hoher der Brennkammerdruck ist, des-
to geringer ist der Einfluss von Dissoziationseffekten. Dadurch kann die erreichte
Totaltemperatur im Brennraum Tj leicht gesteigert werden. LPRE auf Basis der
Treibstoffkombination LOX/H, werden fiir gewohnlich brennstoffreich, also mit ei-
nem Wasserstoffiiberschuss, betrieben. Diese Abweichung vom stochiometrischen
Mischungsverhéltnis bewirkt eine verringerte Totaltemperatur 7T des entstehenden
HeiBlgases. Diesem negativen Einfluss auf die erreichbare charakteristische Geschwin-
digkeit wirkt die Verringerung des mittleren Molekulargewichts M des Heiflgases
entgegen. Die maximale theoretisch mogliche charakteristische Geschwindigkeit cf,,,
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fiir eine gegebene Brennkammerkonfiguration, gegebene Treibstoffbedingungen und
Mischungsverhéltnis ergibt sich bei der Annahme einer vollstdndigen Reaktion in-
nerhalb des Brennraums. Sie kann mit einer chemischen Gleichgewichtsrechnung
bestimmt werden. Dieser Fall tritt in der Realitéit nicht auf, da eine vollstdndige
Reaktion und damit ein vollstdndiges chemisches Gleichgewicht des Verbrennungs-
gases innerhalb des Brennraums lediglich lokal moglich sind. In diesem Fall ist das
chemische Potential der Treibstoffe nicht voll ausgeschépft und eine méogliche weitere
Wirmefreisetzung findet nicht statt. Dadurch sinken der erreichbare Brennkammer-
druck po und die charakteristische Geschwindigkeit. Infolgedessen kann das Heifigas
weniger stark in der sich anschliefenden Expansionsdiise entspannt und beschleunigt
werden. Gleichung beschreibt den Einfluss des Brennkammertotaldrucks auf
den Schub einer Raketenbrennkammer. Eine Abweichung von dem unter optimalen
Bedingungen erzielbaren Totaldruck aufgrund einer unvollstédndigen Verbrennung
fithrt zu einer Reduktion des erreichten Schubes und damit auch zu einem Verlust
an spezifischem Impuls.
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Die erreichte Verbrennungseffizienz ist dabei nicht allein von dem verwendeten Ein-
spritzsystem abhéngig. Die zur Verfiigung stehende Aufenthaltszeit der Treibstoffe
im Brennraum muss bei einer Bewertung der ermittelten Verbrennungseffizienz mit
beriicksichtigt werden. Streng betrachtet kann daher immer nur eine Verbrennungsef-
fizienz fiir eine feste Kombination von Einspritzsystem und Brennkammer angegeben
werden. Ein Maf} fiir die Aufenthaltszeit im Brennraum ist die charakteristische
Brennkammerldnge L*. Sie stellt eine rein geometrische Grofle dar und ist definiert
als der Quotient aus Brennkammervolumen bis zum engsten Querschnitt und dem
Diisenhalsquerschnitt. Sie ist wie folgt mit der Aufenthaltszeit der Treibstoffe im
Brennraum ¢, verkniipft:

VBK
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Fiir eine steigende Aufenthaltszeit ¢, bzw. charakteristische Brennkammerldnge L*
néhert sich die erreichte Verbrennungseffizienz asymptotisch einem Maximalwert
an. Eine Verlangerung der Brennkammer mit dem Ziel, eine moglichst vollstandige
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Verbrennung zu erreichen, kann allerdings durch die resultierende Gewichtszunahme
und Vergroflerung der zu kiithlenden Oberfliche unrentabel sein. Die Wahl der
charakteristischen Brennkammerlédnge stellt immer einen Kompromiss dar. In der
Literatur finden sich Erfahrungswerte fiir die charakteristische Brennkammerlange
L*, die fiir eine nahezu vollstdndige Verbrennung notwendig sind. Dieser Wert kann
nur als grober Bereich in Abhéngigkeit von der verwendeten Treibstoffkombination
und ohne Beriicksichtigung des verwendeten Einspritzsystems angegeben werden.
Fiir die Kombinationen LOX/LHy und LOX/GH; liegen die Werte zwischen 760 und
1020 mm bzw. zwischen 560 und 710 mm [26].

2.1.2 Verbrennungsstabilitat

Unter Verbrennungsinstabilitdten wird das Auftreten von sich selbst verstiarkenden
periodischen Druckschwankungen in der Brennkammer verstanden. Fiir den sicheren
Betrieb eines Triebwerks muss das Auftreten von Verbrennungsinstabilitéten iiber
den gesamten Betriebsbereich hinweg ausgeschlossen werden konnen. Instabilité-
ten konnen Brennkammerdruckschwankungen in der Groéflenordnung des mittleren
Brennkammerdrucks bei Frequenzen im Kilohertzbereich hervorrufen, durch die die
Brennkammer innerhalb kurzer Zeit versagen kann. Die Beschiadigungen der Brenn-
kammer treten dabei infolge eines stark erhohten Warmeiibergangs vom Heifigas in
die Brennkammerwand auf. Das Auftreten von Verbrennungsinstabilitdten ist trotz
umfangreicher Forschungsarbeiten nach wie vor nicht zuverldssig vorhersagbar.

Im Allgemeinen wird zwischen Verbrennungsinstabilititen und Verbrennungsrau-
igkeit unterschieden. Verbrennungsinstabilitdten bezeichnen dabei Betriebsmodi,
bei denen die Druckschwankungen bei diskreten Frequenzen auftreten. Unter Ver-
brennungsrauigkeit werden dagegen iiber das gesamte Frequenzspektrum verteilte
Druckschwankungen verstanden. Basierend auf dieser Unterscheidung werden in der
CPIA-Veroffentlichung 655 verschiedene Kriterien zur Bewertung des Stabilitéts-
verhaltens eines Triebwerks festgelegt[56]. Ein System wird als ,,dynamisch stabil®
im Hinblick auf Verbrennungsinstabilitdten betrachtet, wenn eine spontan auftre-
tende Druckspitze durch das System innerhalb einer gewissen Zeitspanne geddmpft
wird (dynamically stable by damping). Um eine Brennkammerkonfiguration auf ihr
Stabilitatsverhalten hin zu testen, wird diese Druckspitze bevorzugt mittels einer
Sprengladung (bomb test) bzw. einer gerichteten Druckwelle (pulse gun) gezielt er-
zeugt. Falls dieses Vorgehen nicht moglich ist, muss das System iiber eine hinreichend
grofe Anzahl an Testlaufen hinweg ein stabiles Betriebsverhalten gezeigt haben
(stable with no spontaneous instabilities). Als maximal tolerabel gilt dabei eine Ampli-
tude zwischen Druckmaximum und -minimum (peak-to-peak) von 10 % des mittleren
Brennkammerdrucks. Dieses Limit gilt auch fiir den Fall einer Verbrennungsrauig-
keit. Die Anforderung der dynamischen Stabilitét ist sehr wichtig, da das Auftreten
spontaner Druckspitzen wihrend des Betriebs nie vollstandig ausgeschlossen werden
kann. Im Rahmen dieser Arbeit wird als Kriterium fiir die Verbrennungsrauigkeit ein
Wert von p’ auf Basis des RMS-Werts der Druckschwankungen, normiert mit dem



2.1 Anforderungen an ein Einspritzsystem fiir Raketentriebwerke

jeweiligen mittleren Brennkammerdruck, herangezogen. Fiir reine Sinusschwingungen
ist die maximale Amplitude mit dem RMS-Wert wie folgt verkniipft:

p =+V2-RMS (2.8)

Verbrennungsinstabilitdten werden haufig nach ihrem charakteristischen Frequenzbe-
reich unterschieden. Niederfrequente Schwingungen (LF, low frequency) bis 1000 Hz
treten haufig durch Schwankungen in der Treibstoffversorgung auf. Es kommt zu einer
Riickkopplung mit den resultierenden Brennkammerdruckschwankungen. Die iibliche
Gegenmafinahme ist die Entkopplung durch einen hohen Druckverlust im Injektor
(ca. 10 bis 15 %ppk). Hochfrequente Schwingungen (HF, high frequency) weisen
charakteristische Frequenzen oberhalb von 1kHz auf und werden auf eine Kopp-
lung der Verbrennungsprozesse und der Eigenmoden des Brennraums zuriickgefiihrt.
Wird einer existierenden Druckschwankung zum Zeitpunkt des Druckmaximums
Wirme zugefiihrt, vergrofiert sich die Amplitude dieser Oszillation. Wenn iiber die
Schwingungsperiode einer Druckschwankung eine entsprechend schwankende Warme-
zufuhr stattfindet, wird die Schwingung verstérkt. Dieses Phéinomen wird durch das
Rayleigh-Kriterium beschrieben:

2

/p’q"d¢ > 0 (2.9)
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Durch diesen Mechanismus kénnen die Eigenmoden des Gasvolumens im Brennraum
angeregt werden. Fiir das Auftreten von HF-Verbrennungsinstabilitéiten sind die
Abmessungen des akustischen Resonators — hier der Brennkammer — von grofier
Bedeutung. Der Brennraum wird vereinfacht als gasgefiillter Zylinder betrachtet.
Die dazugehorigen Eigenmoden dieses Resonators lassen sich analytisch bestimmen.
Neben den longitudinalen Schwingungsmoden (L-Moden) existieren auch transversale
Moden, die sich wiederum in radiale Moden (R-Moden) und tangentiale Moden
(T-Moden) unterteilen lassen. Diese Eigenmoden treten auch als Kombinationen, z. B.
kombinierte longitudinale und tangentiale Moden (LT-Moden), oder als Obertone
der Grundmode (1T-, 2T-, 3T-Mode) auf. Je grofler die fiir eine Mode relevanten
Grofenabmessungen sind (Brennkammerlénge fiir L-Moden, Durchmesser fiir R-
und T-Moden), desto niedriger liegen die entsprechenden Frequenzen. Bei hoheren
Frequenzen werden Druckschwankungen effektiver geddmpft. Daher sind die Obertone
der Brennkammereigenmoden in den seltensten Féllen die kritischen Moden. Die fiir
den Betrieb einer Brennkammer gefahrlichste Mode ist meist die erste tangentiale
Mode (1T-Mode). Das Stabilitdtsverhalten eines Einspritzsystems muss daher immer
im Kontext der akustischen Eigenschaften der verwendeten Brennkammer bewertet
werden.
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2.1.3 Sonstige Eigenschaften eines Einspritzsystems

Neben diesen beiden grundsétzlichen Kriterien fiir die Bewertung eines Einspritzsys-
tems existieren andere Kriterien, die ein Einspritzsystem fiir gewisse Anwendungen
attraktiv machen kénnen. Diese sind im Folgenden aufgelistet.

10

e Komplexitit und Kosten

Die Komplexitét eines Einspritzsystems hat einen Einfluss auf die Kosten des
gesamten Triebwerks sowie auf die Fehleranfilligkeit des Gesamtsystems. Unter
der Komplexitét eines Einspritzsystems versteht man die Anzahl der verbau-
ten Einzelteile und notwendiger Fertigungsschritte, sowie Anforderungen an
Oberflachengiite und Fertigungsprézision. Eine Verringerung der Komplexitét
bei gleichbleibender Verbrennungseffizienz und -stabilitét ist erstrebenswert.
Dazu gehort auch eine Minimierung der notwendigen Mafinahmen zur Quali-
tatssicherung.

Drosselbarkeit

Eine Schubvariation eines Triebwerks wéhrend des Betriebs ist fiir viele Anwen-
dungen notwendig. Zum einen profitieren Triebwerke fiir Lander-Missionen z. B.
fiir Mond oder Mars von einem variabel einstellbaren Schubverlauf wiahrend des
Anflugs. Das Triebwerk des Lunar Excursion Module der Apollo-Missionen war
beispielsweise mit einem Pintle-Injektor ausgestattet, der eine Schubvariation
von 1:10 erméglichte. Eine weitere mogliche Anwendung ist die Variation des
Schubs wiahrend des Aufstiegs eines Tragersystems, um den zeitlichen Verlauf
der Beschleunigung zu steuern. Bei konstantem Schub des Triebwerks steigen die
Beschleunigung und damit auch die mechanischen Lasten auf das Trégersystem
durch den Treibstoffmassenverlust an und erreichen bei einer Stufentrennung
ihren maximalen Wert. Dementsprechend muss die Dimensionierung der Struk-
tur auf diesen extremen Lastfall ausgelegt werden, was zu einem erhohten
Strukturmassenanteil der Stufe fiithrt. Eine mogliche Anpassung des Schubs an
das aktuelle Gesamtgewicht des Tragers ermdoglicht eine leichtere Konstruktion
der Stufe. Die maximale auftretende Beschleunigung wiahrend des Aufstiegs ist
auch fiir die jeweilige Nutzlast dimensionierend. Grafik zeigt den Verlauf
der auf eine Ariane 5 wihrend des Aufstiegs wirkenden axialen Beschleunigung.
Man erkennt deutlich die erh6hten Beschleunigungswerte vor der jeweiligen
Stufentrennung. Im Fall der Ariane tritt die maximale Beschleunigung jedoch
bei der Trennung der Booster von der Hauptstufe auf. Eine Drosselung oder
Schubvariation kann auf unterschiedliche Arten erreicht werden. Die moglichen
Einflussgrofien lassen sich aus Gleichung ableiten. Fiir eine unverédnderte
Brennkammergeometrie (A;, A. = const.) und identische Umgebungsbedingun-
gen (p, = const.) bleiben als Variablen der Brennkammertotaldruck py; und
der Isentropenkoeffizient des Heiflgases k. Fiir ein feststehendes Expansions-
verhéltnis der Diise € = A./A; wird der Diisenaustrittsdruck p. vom Brenn-
kammertotaldruck po; bestimmt. Eine Variation des Brennkammertotaldrucks
kann am leichtesten iiber eine Anderung des Treibstoffmassenstroms erreicht
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Abbildung 2.1: Verlauf der axialen Beschleunigung wihrend des Aufstiegs einer
Ariane 5 [50]

werden. Der Isentropenkoeffizient des HeiBgases kann iiber eine Anderung der
HeiBgaszusammensetzung beeinflusst werden. Die Heifligaszusammensetzung ist
wiederum eine Funktion des Treibstoffmischungsverhéltnisses. Die erstgenannte
Variante der Treibstoffmassenstromdrosselung ist die iibliche Vorgehensweise
zur Schubvariation eines Triebwerks.

Die Qualitdt der Treibstoffaufbereitung wird fiir die meisten Einspritzverfahren
von den kinematischen Eintrittsbedingungen der Treibstoffe bestimmt. Fiir
eine konstante Injektorgeometrie fithrt dies bei einer Massenstromvariation
zu verdnderten Eintrittsbedingungen und damit zu einer Abweichung vom
Auslegungspunkt, was mit drastischen Einbufien in der Verbrennungseffizienz
einhergehen kann. Um diesen Effekt zu vermeiden, ist es moglich, proportional
zur Massenstromvariation Injektorelemente mechanisch zu verschliefen. Eine
andere Moglichkeit wird beim Pintle-Injektor realisiert: Hier wird ein einzelnes
Injektorelement verwendet, dessen Injektorabmessungen je nach Drosselungs-
grad variiert werden. Dies stellt gleichbleibende Injektionsbedingungen bei
erhohter Komplexitét des Einspritzsystems sicher (s. Abschnitt .

e Injektor/Wand-Kompatibilitit
Die Lebensdauer einer Brennkammer wird unter anderem von der Wechsel-
wirkung des Einspritzsystems mit der Brennkammerwand bestimmt [15]. Eine
moglichst gleichférmige Verteilung der Warmelasten auf die Brennkammer-
wand erleichtert die Auslegung einer geeigneten Brennkammerkiihlung. Der
Kontakt von Treibstoffkomponenten mit der Brennkammerwand, die mit dem
Wandmaterial reagieren konnen, soll vermieden werden. Fiir eine klassische
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Brennkammerbauweise mit einer Brennkammerwand aus einer Kupferlegierung
sollte beispielsweise der Kontakt mit dem Oxidator, meist Sauerstoff, vermieden
werden. Dies kann z. B. durch eine Trimmung der Verteilung des Mischungsver-
héltnisses zu niedrigeren Werten in der Ndhe der Wand erreicht werden. Im
Extremfall wird ein &uflerer Ring mit Injektorelementen betrieben, die lediglich
Treibstoff einspritzen. Der Ubergang zur Filmkiihlung ist dabei flieBend.

Injektordruckverluste

Je nach stréomungsmechanischer Gestaltung der Injektorelemente bzw. des
gesamten Einspritzkopfs treten unterschiedlich hohe Druckverluste auf. Dieser
Druckunterschied zwischen der Treibstoffversorgung und dem Brennraum muss
zusétzlich durch das Bedriickungssystem des Triebwerks bereitgestellt werden.
Eine Reduktion dieser Druckverluste ldsst sich daher direkt in eine Leistungs-
steigerung des Triebwerks iibersetzen. Der Druckverlust zwischen der Treibstoff-
versorgung und dem Brennraum wird allerdings auch als démpfendes Element
zur Vermeidung von durch das Versorgungssystem induzierten Verbrennungsin-
stabilitdten angesehen. Die géingige Literatur empfiehlt Injektordruckverluste
von 10 bis 15 % zur wirksamen Entkoppelung von Brennraum und Versorgungs-
system [20]. Bei einer genaueren Kenntnis der maximal auftretenden Amplitude
dieser Storungen lieflen sich die vorhandenen Sicherheitsreserven und damit die
benotigte Turbinenleistung reduzieren. Da die Turbomaschinenkomponenten
die am stérksten belasteten Teile des Triebwerks darstellen, resultiert eine
Reduktion der Anforderungen an diese Komponenten direkt in einer erhohten
Zuverlassigkeit und Lebensdauer des Gesamttriebwerks.

Mogliche Treibstoffkombinationen

Nicht jede Treibstoffkombination ist fiir die Verwendung mit einem speziellen
Einspritzsystem geeignet. Neben der eigentlichen Stoffpaarung ist auch der ther-
modynamische Zustand der Treibstoffe von Bedeutung. Im Fall der Treibstoff-
kombination LOX/H, ist z. B. fiir Koaxialinjektoren bekannt, dass eine niedrige
Eintrittstemperatur des Wasserstoffs zu Brennkammerinstabilitéiten fithren
kann [25]. Dariiber hinaus hat das Vorhandensein einer Phasengrenzfliche
zwischen den Treibstoffkomponenten einen grofien Einfluss auf die Vermischung
in der Brennkammer. Eine moglichst breite Einsetzbarkeit eines Einspritzsys-
tems im Hinblick auf unterschiedliche Stoffpaarungen und Eintrittsbedingungen
ist wiinschenswert. Zum einen erméglicht dies eine leichte Ubertragung eines
existierenden Einspritzsystems auf eine neue Triebwerksanwendung mit einer
anderen Treibstoffkombination. Zum anderen ist die Verwendung mehrerer
Treibstoffkombinationen mit einer Einspritzkopfkonfiguration eine interessante
Alternative fiir Erststufen- oder Boostertriebwerke. Durch die Verwendung von
z. B. Kerosin und Wasserstoff als Treibstoff und Sauerstoff als Oxidator kénnen
die Vorteile beider Treibstoffe (hoher Startschub und geringes Tankvolumen
fiir Kerosin und hoher spezifischer Impuls fiir Wasserstoff) mit einem einzigen
Triebwerk realisiert werden. Ein solches Tri-Propellant-Triebwerk wird zunéchst
mit LOX/Kerosin betrieben, um einen hohen Startschub zu erreichen und die
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Gravitationsverluste zu minimieren. Ab einer gewissen Hohe wird dann auf
den Betrieb mit LOX/Hy umgeschaltet, um einen hohen spezifischen Impuls zu
erzielen. Auf diese Weise konnen signifikante Einsparungen bei der Tankmas-
se und somit dem Strukturmassenanteil erzielt werden. Die experimentellen
russischen Triebwerke RD-701 und RD-0750 basieren auf diesem Konzept. Sie
verwenden fiir die Startphase eine Mischung aus Kerosin und Wasserstoff. Im
spateren Verlauf des Flugs wird die Kerosinversorgung dann abgestellt. Die
Triebwerke sind als Hauptstromzyklus mit oxidatorreicher Vorverbrennung und
einer LH,-Brennkammerkiihlung ausgefiihrt.

e Skalierbarkeit

Die detaillierte Charakterisierung eines Einspritzverfahrens erfolgt auch heute
noch zu einem groflien Teil experimentell durch Kalt- und Hei3gasversuche.
Diese Versuchsreihen bringen einen grofien finanziellen Aufwand mit sich. Es ist
daher wiinschenswert, dass die gewonnenen Erkenntnisse leicht auf verschiedene
BrennkammergroBenordnungen iibertragbar sind, um aufwendige Entwicklungs-
programme zu vermeiden. Einspritzverfahren, die prinzipbedingt auf bestimmte
Brennkammerabmessungen festgelegt sind, bringen daher Nachteile mit sich.
Insbesondere im Hinblick auf die Stabilitét der Verbrennung ergeben sich bei der
Skalierung eines Einspritzsystems Probleme. Die charakteristischen Frequenzen
einer tangentialen Mode der Instabilitdt variieren mit dem Brennkammerdurch-
messer, wodurch es moglich ist, dass bei gréfferen Brennkammerdurchmessern
eine Verbrennungsinstabilitit ausgelost wird, die bei Sub-Scale Versuchen nicht
aufgetreten ist. Einen Uberblick iiber die Problematik bei der Skalierung bietet
Hulka [24].

Diese sekundéren Bewertungskriterien diirfen nicht unabhéngig von den grundlegen-
den Kriterien Verbrennungseffizienz und -stabilitidt betrachtet werden. Die Auswahl
und finale Auslegung eines Einspritzsystems sind immer ein Kompromiss zwischen
den speziellen Anforderungen der jeweiligen Anwendung und einer moglichst hohen
Verbrennungseffizienz. So ist z. B. eine Schubvariation fiir jedes Einspritzverfahren
denkbar, fiihrt aber héufig zu einer Verschlechterung der Verbrennungseffizienz oder
gar zu einer instabilen Verbrennung.

2.2 Treibstoffkombination LOX/H,

Die Wahl der verwendeten Treibstoffe ist von grofler Bedeutung fiir die Gestaltung des
Einspritzsystems eines LPRE. Je nach Anwendungsbereich des Triebwerks und Er-
fahrungshintergrund des Triebwerksherstellers ergeben sich verschiedene Préiferenzen
bei der Wahl. Jede Treibstoffkombination bietet Vor- und Nachteile im Hinblick auf
Leistung, Kosten und Verfiigharkeit, Zuverldssigkeit (Ziindverhalten), Lebensdauer
der durchstromten Triebwerksteile, Materialvertriglichkeit und der Handhabung
bei Lagerung und Betankung. Dazu kommen verstéirkt Uberlegungen beziiglich der
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Umweltvertréiglichkeit der Treibstoffe und ihrer Verbrennungsprodukte.

Fiir In-Space-Anwendungen wie Lageregelungstriebwerke, Apogdumsmotoren und
chemische Antriebe fiir interplanetare Missionen stehen zum Beispiel die Zuver-
ldassigkeit und die Lagerfahigkeit der Treibstoffe iiber mehrere Jahre hinweg im
Vordergrund. Fiir diese Anwendungen haben sich hypergole Treibstoffkombinationen
wie Kombinationen von Hydrazinarten (z. B. MMH) als Treibstoff und N,O4 (NTO)
als Oxidator durchgesetzt. Sie verbinden eine gute Lagerfahigkeit mit einem sicheren
Ziindverhalten. Allerdings werden dabei ein nur mittelméaBiger spezifischer Impuls
und eine sehr komplexe Handhabung aufgrund der hohen Giftigkeit der Treibstoffe
in Kauf genommen. In jiingster Zeit gibt es auch in diesem Anwendungsfeld Be-
strebungen, diese Treibstoffkombinationen durch ungiftige Treibstoffe zu ersetzen.
Diese bieten neben den wiinschenswerten Umweltaspekten auch grofie potenzielle
Kostenersparnisse durch die problemlose Handhabung am Boden.

Fiir Trageranwendungen wird auf hochenergetische Treibstoffkombinationen zuriick-
gegriffen. Die Treibstoffe sollen dabei einen méglichst hohen massen- und volumen-
spezifischen Impuls aufweisen. Der massenspezifische Impuls geht unmittelbar in die
Ziolkowski-Raketengleichung ein und ist der dominierende Leistungsparameter. Der
volumenspezifische Impuls beeinflusst das benétigte Tankvolumen und damit auch
das Tankgewicht. Dariiber hinaus resultiert ein grofles Tankvolumen auch in gréferen
Abmessungen der Raketenstufen und damit in einem gréferen aerodynamischen
Widerstand wahrend der Aufstiegsphase des Tragers.

Als Oxidator wird in nahezu allen LPRE fiir Trigeranwendungen fliissiger Sauerstoff
(LOX) eingesetzt. Sauerstoff liegt bei Atmosphérendruck bei ca. 90,2 K fliissig vor.
Wird eine Treibstoffkomponente bei tiefen Temperaturen verwendet (wie hier der
LOX), spricht man von einer kryogenen Treibstoffkombination. Der kritische Druck
von Sauerstoff liegt bei ca. 50,4 bar. Dieser Punkt wird fiir gewdhnlich als Bezugspunkt
bei der Unterscheidung zwischen unter-, trans- und iiberkritischen Betriebspunkten
eines mit LOX als Oxidator betriebenen LPRE gewihlt. Nach Fluor (F3) ist Sauer-
stoff das zweitstarkste verfiigbare Oxidationsmittel. Gegeniiber Fluor ist es jedoch
wesentlich leichter zu handhaben, ungiftig und nicht korrosiv. Dariiber hinaus ist
Sauerstoff durch Luftverfliissigung leicht herstellbar und vergleichsweise kostengiins-
tig. Trotz seiner besseren Handhabbarkeit gegeniiber Fluor miissen aufgrund der
stark brandférdernden Wirkung bestimmte Sicherheitsmafinahmen beachtet werden
(spezielle LOX-Fette fiir Verschraubungen, umfangreiche Séuberungen der Leitungen
ete.).

Als Treibstoffe werden in Kombination mit LOX verschiedene Stoffe eingesetzt. Un-
terschieden wird dabei zwischen Kohlenwasserstoffen (Alkohol, Kerosin, Methan etc.)
und reinem Wasserstoff. Alkohol und Kerosin (JP-1) liegen bei Umgebungsbedin-
gungen fliissig vor, was die Betankung stark erleichtert. Kohlenwasserstoffe weisen
auflerdem einen hohen volumenspezifischen Impuls auf. Kohlenwasserstoffe sind ins-
besondere interessant fiir Erststufen- und Booster-Anwendungen. Der iiberwiegende
Teil der in Russland entwickelten LPRE wurde mit LOX/Kerosin betrieben. Der
massenspezifische Impuls der Treibstoffkombinationen auf Kohlenwasserstoftbasis
liegt allerdings weit unter der von LOX/H,.
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Die Kombination LOX/H; liefert den hochsten erzielbaren massenspezifischen Im-
puls aller Treibstoffkombinationen (mit Ausnahme von Fy/Hs). Sie stellt damit die
bevorzugte Kombination fiir Haupt- und Oberstufenanwendungen dar. Die Mehrzahl
der modernen Hochleistungstriebwerke basieren auf dieser Kombination. Bei den
Erst- und Zweitstufentriebwerken sind dies die amerikanischen Triebwerke SSME
und J-2, das japanische LE-7 und das européische Vulcain II. Bei den Oberstufen-
triebwerken wird LOX/Hy z. B. beim amerikanischen RL-10, dem japanischen LE-5B
und dem européischen HM-7B und dem zukiinftigen Oberstufentriebwerk der Ariane
ESC-B, dem Vinci, als Treibstoffkombination verwendet. Die Vorteile in Bezug auf
Leistung iiberwiegen fiir diese Anwendungen die Nachteile aufgrund der komplexen
Handhabung des fliissigen Wasserstoffs.

Bei Umgebungsbedingungen liegt Wasserstoff gasformig vor und weist eine sehr gerin-
ge Dichte auf. Um Wasserstoff als Raketentreibstoff sinnvoll nutzbar zu machen, muss
er verfliissigt werden. Bei typischen Tankdriicken wird Hy bei ca. 22 K gelagert. Diese
extrem tiefen Temperaturen machen eine sorgfiltige Tankisolierung unabdingbar,
um die Verluste durch Abdampfen vom Zeitpunkt der Betankung bis zur Ziindung
des Triebwerks minimal zu halten. Der kritische Druck von Wasserstoff liegt bei ca.
13 bar. Da der Betriebsbereich typischer LOX/Hs-Triebwerke weit oberhalb dieses
Punkts ist, liegt der Wasserstoff nach der Bedriickung durch eine Turbopumpe im
Triebwerk und den Versorgungsleitungen als iiberkritisches Fluid vor. Die Einfliisse
des thermodynamischen Zustands auf die Einspritzung werden in Abschnitt
erldutert. Trotz dieser sehr geringen Lagertemperaturen ist die Dichte des fliissigen
Wasserstoffs weitaus geringer als die von z. B. CHy oder Kerosin. Daraus resultiert
ein vergleichsweise grofles benotigtes Tankvolumen.

2.3 Mechanismen der Treibstoffaufbereitung

Folgende Prozesse der Treibstoffaufbereitung miissen bis zur Wirmefreisetzung
durchlaufen werden:

Zerstaubung

Verdampfung

Mischung

Aufheizung
Reaktion

Die Teilprozesse der Zerstdubung und Verdampfung sind nur von Interesse fiir
Treibstoffkombinationen bei denen mindestens eine Treibstoffkomponente als fliissige
Phase vorliegt. Dies ist fiir die in dieser Arbeit betrachtete Treibstoffkombination
H, /05 uneingeschrénkt nur fiir Driicke bis zum kritischen Druck von Sauerstoff bei
50,4 bar giiltig. Die Phdnomene bei iiberkritischer Injektion werden im folgenden
Abschnitt 2.3.1] beschrieben.
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2.3.1 Uberkritische Fluide

Oberhalb des kritischen Punkts eines Stoffs kann nicht mehr zwischen der fliissi-
gen und der gasférmigen Phase unterschieden werden, und eine Phasengrenzfliche
existiert nicht mehr. Somit entféllt der Einfluss der Oberflichenspannung auf die
Zerstaubung und die Verdampfungsenthalpie ist null. Man spricht in diesem Fall von
einem iiberkritischen Fluid. Der Stoff verhélt sich z. B. im Fall des Sauerstoffs wie ein
dichtes Gas. Da die Oberflichenspannung bei Annéherung an den kritischen Punkt
gegen Null geht, geht die Weberzahl (s. Gl. gegen unendlich und ist somit
als Kennzahl der Zerstdubung nicht mehr aussagekriftig. Im Falle eines Gemischs
kann jedoch auch oberhalb des kritischen Drucks bei Temperaturen unterhalb der
kritischen Mischungstemperatur ein Phasengleichgewicht existieren. Dieser Effekt ist
fiir die Treibstoffkombination LOX/Hy von Bedeutung [2§], fiir die Treibstoffpaarung
LOX/CH, existiert er hingegen nicht. Fiir dieses Zweistoffsystem existiert bereits
oberhalb von 47,15 bar keine Phasengrenzfliche mehr [44]. Eine genaue Bestimmung
der Oberflachenspannung eines Tropfens ist oftmals sehr schwierig, da die genaue Ge-
mischzusammensetzung an der Tropfenoberfldche nicht zu bestimmen ist. Neben den
eigentlichen Treibstoffen miissen auch Verbrennungsprodukte wie HoO beriicksichtigt
werden, so dass die Betrachtung als reines Zweistoffsystem nicht ausreichend ist.

In Abbildung ist die kritische Mischungslinie fiir das Hy/Oo-Zweistoffsystem
dargestellt. Die Eintrittstemperatur des Sauerstoffs liegt fiir gewdhnlich bei Wer-
ten um 90 K. Am Priifstand P8 liegt diese Temperatur typischerweise zwischen
100 und 120 K. Es existiert fiir diese Fille auch oberhalb des kritischen Drucks
von Sauerstoff eine Phasengrenze. Bei einer weiteren Aufheizung des Sauerstoffs
durch die umgebende Verbrennungszone wird die kritische Mischungstemperatur
in den Randbereichen des Strahls oder Tropfens iiberschritten und geht dort in
einen iiberkritischen Zustand {iber. Eine Zusammenfassung des Forschungsstands zur
tiberkritischen Tropfenverbrennung findet sich bei Yang [7§].

2.3.2 Zerstaubung

Mit dem Begriff Zerstdubung (engl. atomization) werden die Vorgénge beschrieben,
die zu einer feineren Tropfchengréfienverteilung einer fliisssigen Treibstoffkomponente
fithren. Eine fliissige Treibstoffkomponente liegt am Injektor je nach Injektorgeo-
metrie in Form von Strahlen oder Lamellen vor. Diese sollen in ein Ensemble von
Tropfen iiberfiihrt werden, das eine fiir die Verbrennung vorteilhafte Gréflenvertei-
lung aufweist. Eine feinere Tropfchengroflenverteilung fithrt zu einer Vergroflerung
der spezifischen Oberfliche der fliissigen Treibstofftkomponente, was wiederum die
Verdampfungsraten begiinstigt. Dabei wird unterschieden zwischen einem priméren
und einem sekundéren Strahlzerfall. Der primdre Strahlzerfall beschreibt den Zer-
fall eines eintretenden Fliissigkeitsstrahls oder einer Fliissigkeitslamelle in einzelne
Tropfen und Ligamente. Der sekunddre Strahlzerfall beschreibt den weiteren Zer-
fall dieser Strukturen bis zum Erreichen der finalen Trépfchenverteilung. Treibende
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Abbildung 2.2: p- T-Diagramm fiir eine Hy/Oo-Mischung [28]

Kréfte der Zerstdaubung sind in erster Linie die aerodynamischen Kréfte, die auf
die Fliissigkeitsoberfliche wirken sowie die innere Turbulenz des Fliissigkeitsvolu-
mens und die Oberflichenspannung. Diese Effekte fithren zu einer Verformung der
Fliissigkeitsoberfliche. Die Viskositédt der fliissigen Phase stellt einen Widerstand
gegen die Verformungen eines Fliissigkeitsvolumens durch die treibenden Krifte der
Zerstaubung dar. Fiir eine dimensionslose Betrachtung dieser Einflussgrofien wird
auf die Weberzahl (Gl. bzw. die Reynoldszahl (GI. und die mit diesen
Kennzahlen verkniipfte Ohnesorgezahl (Gl. zuriickgegriffen.

Tragheitskrifte pg (ug —u f)2 dy
We, : =4 2.10
K Oberflachenkréfte o (2.10)
Tragheitskréfte prugdy
Rey : = 2.11
K Zghigkeitskrifte n (2.11)
Oh : Zghigkeitskrifte I/ /We (2.12)

v/ Tragheitskrafte - Oberflichenkrifte Vdgpro Rey

2.3.2.1 Primarer Strahlzerfall

Die kapillare Instabilitdt wird als der grundlegende Mechanismus des primdren
Strahlzerfalls betrachtet. Ein eintretender Fliissigkeitsstrahl (oder ein abgeloster
Flissigkeitszylinder) ist bestrebt, seine Oberflichenenergie zu verringern, bis ein
minimales Verhéltnis von Oberfliche zu Volumen erreicht ist. Dies entspricht einer
Transformation eines Zylinders in einen oder mehrere kugelférmige Tropfen gleichen
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Abbildung 2.3: Kapillare Instabilitéit: Zerfall eines Ligaments mit glatter und eines
mit rauer Oberflache in ein Tropfenensemble [10]

Volumens wie der urspriingliche Zylinder. Dieser Prozess ist in Abbildung darge-
stellt. Eine infinitesimale Stérung der anfinglichen Oberfléche durch innere (interne
Turbulenz) oder duflere (aerodynamische Anregung, Diiseneffekte) Einfliisse wird
durch die Oberflichenspannung verstiarkt und fithrt schliefllich zu einem Abscheren
eines Fliissigkeitstropfens vom urspriinglichen Strahl. Mithilfe der linearen Stabilitéts-
analyse lasst sich die jeweils instabilste Wellenldnge einer Storung ermitteln. Diese
Wellenldnge bestimmt auch die Grofle des abgelosten Tropfens. Dieser Mechanismus
wurde von Plateau [53] und Rayleigh [60] bereits im 19. Jahrhundert beschrieben. Der
Zerfall eines Fliissigkeitszylinders in einzelne Tropfen wird als Rayleigh-Mechanismus
bezeichnet.

Bei der Injektion eines Fliissigkeitsstrahls in eine stehende Gasatmosphére wird
der Bereich dieses Rayleigh-Zerfalls durch zwei Grenzen definiert. Erst oberhalb
eines Wertes von We; > 8 bildet sich ein Fliissigkeitsstrahl aus. Unterhalb dieses
Wertes bilden sich Tropfen am Injektoraustritt, die einzeln abtropfen. Zu héheren
Geschwindigkeiten hin wird der Rayleigh-Bereich durch einen charakteristischen Wert
der gasseitigen Weberzahl von We, = 0,4 begrenzt. Bei diesem Grenzwert erreicht
die Kraft aufgrund der aerodynamischen Einfliisse 10 % des Wertes der riickstellenden
Kraft aufgrund der Oberflichenspannung. Oberhalb dieses Wertes beginnt der erste
aerodynamisch beeinflusste Zerfallsbereich (first wind-induced regime). Ab einem
Weberzahlwert von We, = 13 liegt der Einfluss der aerodynamischen Kriéfte in der
Groflenordnung der Oberflachenkrifte. Ab diesem Wert spricht man vom zweiten
aerodynamisch beeinflussten Zerfallsbereich (second wind-induced regime). In die-
sem Zerfallsbereich setzt der Strahlzerfall einige Injektordurchmesser stromab der
Injektionsebene ein. Ab einer gasseitigen Weberzahl von We, = 40,3 beginnt der
Zerstaubungsbereich (atomization regime). Der Strahlzerfall setzt hier unmittelbar
am Injektoraustritt ein. Die Groflen der resultierenden Tropfchen unterscheiden sich
zwischen dem Rayleigh- und dem ersten aerodynamisch beeinflussten Bereich auf
der einen Seite und dem zweiten aerodynamisch beeinflussten Bereich und dem Zer-
staubungsbereich auf der anderen Seite. Im ersten Fall liegt der Tropfendurchmesser
in der Gréfenordnung des Strahldurchmessers. Im zweiten Fall entstehen Tropfchen
mit einem um eine Gréfenordnung kleineren Durchmesser [41].

Im Fall eines koaxialen Gasstrahls, der den Fliissigkeitsstrahl umgibt, ergeben sich
andere Zerfallsbereiche. Dieser Fall ist fiir die Einspritzung in Raketentriebwerken

18



2.3 Mechanismen der Treibstoffaufbereitung

von groBem Interesse. Er betrifft insbesondere die fiir die LOX/Hs-Einspritzung do-
minierenden Koaxialinjektoren, aber auch die im Rahmen dieser Arbeit betrachteten
porosen Injektoren. In Abhéngigkeit von der gasseitigen Weberzahl wurden in den
Arbeiten von Chigier und Reitz sowie Farago und Chigier drei Strahlzerfallsbereiche
definiert [3] 14]. Analog zum Rayleigh-Zerfallsmuster bei Injektion in eine stehende
Gasatmosphére existiert auch fiir eine koaxiale Injektion ein gleichnamiger Zerfalls-
bereich, in dem sich einzelne Tropfen vom Fliissigkeitsstrahl 16sen. Die entstehenden
Tropfengrofien liegen in der Groflenordnung des Strahldurchmessers. Bis zu einer
Weberzahl von We, = 15 lauft dieser Prozess axialsymmetrisch ab. Bei steigen-
den Weberzahlen beginnt der Fliissigkeitsstrahl sich zu einer Helix zu verformen.
Im Weberzahlbereich 15 < We, < 25 spricht man vom nicht-axialsymmetrischen
Rayleigh-Zerfall. Dabei wird der Fliissigkeitsstrahl durch den steigenden Einfluss der
aerodynamischen Kréfte verformt und gestreckt. Der sich dadurch verschlankende
Strahl zerféllt anschliefend in einzelne Tropfen.

Bei einer weiteren Erhohung der Weberzahl geht der Strahlzerfall in den Membran-
Zerfallstypus iiber. Dabei wird der Fliissigkeitsstrahl zu einem Membran umgeformt,
in deren Rand sich der grofite Anteil der Masse sammelt. Dieser Rand zerféllt anschlie-
Bend entsprechend des Rayleigh-Mechanismus in kleinere Tropfchen. Diese Tropfen
weisen Durchmesser auf, die um eine Groflenordnung unter dem Strahldurchmesser
liegen. Dieser Membran-Zerfallsbereich erstreckt sich in einem Weberzahlbereich von
25 < We, < 70.

Ab einer Weberzahl von ca. We, = 100 kommt es zu der Bildung von Fliissigkeitsfa-
den, die direkt von dem zentralen Fliissigkeitsstrahl ab geschert werden. Diese Féaden
zerfallen anschliefend schnell nach dem Rayleigh-Zerfallsmuster in feine Tropfchen.
Der Kernstrahl wird durch die starken aerodynamischen Krifte angeregt und zerfallt
analog zum nicht-axialsymmetrischen Rayleigh-Muster in einzelne Ligamente. Dieser
Bereich wird als fiber-type region bezeichnet. Die resultierenden Tropfchengréfien
liegen ebenfalls um eine Groflenordnung niedriger als der Eingangsstrahldurchmesser.
Die Autoren konnten dariiber hinaus zwei weitere Untertypen von Zerfallsmustern
identifizieren: den pulsating- und den superpulsating-submode. Der erstere beschreibt
den Standardfall des jeweiligen Zerfallsregimes. Der zweite Untertypus wurde einge-
fithrt, um ein Zerfallsmuster zu charakterisieren, bei dem es zu grofien Dichteschwan-
kungen im Spraybild kommt. Der Strahl weist ein pulsierendes Verhalten auf. Dieser
superpulsating-submode tritt bei Werten von Rey/We, < 100 auf.

In Abbildung 2.4] sind die Grenzen der Bereiche unterschiedlicher Zerfallsmuster von
eingespritzten Fliissigkeitsstrahlen in Anlehnung an Chigier und Reitz dargestellt.
Die in dieser Arbeit untersuchten pordsen Injektoren weisen im unterkritischen Be-
triebsbereich Reynoldszahl- und Weberzahlwerte auf, die darauf schlieflen lassen,
dass fiir Brennkammerdriicke unter 50,4 bar der fibre-type Strahlzerfall im pulsating
mode den dominierenden Zerfallsmechanismus darstellt. Die niedrigsten im Versuch
bestimmten Weberzahlen lagen um 90, in der Ubergangsregion vom membrane-
zum fibre-type regime. Typische Weberzahlwerte von klassischen Koaxialinjektoren
liegen um ca. 3 Groflenordnungen iiber denen fiir porése Injektoren. Eine andere
Form der Spraybildung ergibt sich bei dem Zerfall von Fliissigkeitslamellen, wie
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Abbildung 2.4: Grenzen der Strahlerfallsbereiche bei koaxialer Injektion nach Chigier
und Reitz [3] und typische Werte fiir pordse Injektoren

sie z. B. bei Prallinjektoren (s. Abschnitt auftreten. Prallinjektoren erzeugen
Fliissigkeitslamellen durch das Aufeinanderprallen zweier Treibstoffstrahlen unter
einem definierten Winkel. Abbildung zeigt den Aufbau und Zerfall einer von
zwei kollidierenden Strahlen erzeugten Lamelle. Der Zerfall einer solchen Fliissigkeits-
struktur dhnelt dem oben beschriebenen Membran-Zerfallstyp eines Koaxialinjektors.
Auch hier sammelt sich ein Grofiteil des Fliissigkeitsvolumens im Rand der Struktur,
der wiederum nach dem Rayleigh-Mechanismus zerfillt. Eine andere Form der la-
mellenartigen Fliissigkeitsstrukturen wird von Drallinjektoren (s. Abschnitt
gebildet. Hier wird einem Treibstoffstrahl ein Drall aufgeprigt. Dieser Drall fiihrt
bei der Einspritzung in den Brennraum zu einer starken radialen Geschwindigkeits-
komponente des Treibstoffs, der daraufthin eine hohlkegelartige Form annimmt. Mit
steigendem Abstand von der Injektionsebene x nimmt die radiale Koordinate r zu.
Da der Massenstrom durch eine Querschnittsfliche konstant bleibt, nimmt die Dicke
der Fliissigkeitslamelle mit steigendem Abstand von der Injektionsebene ab. Durch
die Kelvin-Helmholtz-Instabilitét reifit die Lamelle auf und es bilden sich einzelne
Ringe, die anschliefflend nach dem Rayleigh-Muster in Tropfen zerfallen (s. Abbildung
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2.3 Mechanismen der Treibstoffaufbereitung

(iv) (V)

Abbildung 2.5: Links: Prinzipielle Gestalt einer Fliissigkeitslamelle bei Prallinjektion,
rechts: typischer Verlauf des Zerfalls einer solchen Fliissigkeitslamelle

2]

. Der Zerfall einer eintretenden Fliissigkeitslamelle kann durch einen koaxialen

Gasstrahl beschleunigt werden.

Eine Moglichkeit zur Charakterisierung des Zerfallsprozesses ist die Bestimmung
der intakten Lénge des Fliissigkeitsstrahls (engl. liquid intact core length). Mit ihr
wird die maximale Léngenausdehnung des Fliissigkeitsstrahls bezeichnet, der noch in
direktem Kontakt mit dem Eintrittsquerschnitt steht. Sie wird definiert als:

L= Unj = T (213)

Mit 7 als charakteristische Zeit der dominanten Strahlinstabilitat. Dieses charakte-

ristische Zeitmafl kann nach Eggers und Villermaux fiir mehrere Bereiche bestimmt
werden [10]:

e Injektion in eine ruhende Gasatmosphére bei niedrigen Weberzahlen (reine
kapillare Instabilitét)

L
—— ~ We, !/ (2.14)

Inj

e Injektion in eine ruhende Gasatmosphire bei hohen Weberzahlen
I 1/2
iy (ﬁ) (2.15)
din; Pg
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Abbildung 2.6: Typisches Zerfallsmuster eines Fliissigkeitskegels im Fall der Drallin-
jektion [32]

e Injektion mit koaxialem Gasstrahl fiir u, > uy

L N ﬂ (ﬁ)1/2
dimj  ug \ pg (2.16)
NJ_1/2
Der Parameter )
U
J = o (2.17)
urpy

stellt fiir koaxiale Einspritzelemente eine zentrale Kennzahl dar. Fiir gewohnlich
wird er in der Literatur als das Impulsstromverhéltnis von (gasférmigem) Treibstoff
zu (flissigem) Oxidator bezeichnet (engl. momentum fluz ratio). In der obigen
Form bezeichnet er jedoch ein Verhéltnis von dynamischen Driicken. Engelbert et al.
definieren diesen Parameter als J = ugp2 Ay /usp7 Ay, was einem wirklichen Verhéltnis
der Impulsstromdichten entspricht [12]. Die in Gleichung aufgefiithrte Form hat
sich jedoch in der Literatur unter der Bezeichnung Impulsstromverhéltnis bei der
Beschreibung von Strahlzerfallsvorgéngen bei Koaxialinjektoren durchgesetzt. Daher
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2.3 Mechanismen der Treibstoffaufbereitung

wird in dieser Arbeit auf diese Definition zuriickgegriffen.

Fiir den fiir Raketentriebwerke interessanten Fall des koaxialen Gasstrahls wurden
von mehreren Autoren empirische Korrelationen fiir die liquid intact core length
angegeben. Eroglu et al. [13] geben fiir die Zerfallslingen eines Wasserstrahls in
einem koaxialen Luftstrahl folgende Beziehung an:

L
—=0 5We, "*Re;° (2.18)
Inj

Engelbert et al. [12] konnten diese Abhéngigkeiten nicht beobachten und schlagen
andere dominierende Parameter fiir die Zerfallslinge eines Wasserstrahls vor. Die
Autoren konnten die beste Ubereinstimmung durch eine Korrelation der mit der
Schlitzbreite des koaxialen Gasstrahls normierten Zerfallslinge mit dem Impuls-
stromverhéltnis (MR) bzw. Energieverhéltnis (ER) von Gas zu Fliissigkeit erreichen:

L

=10,6- MR™%? (2.19a)
tSchlitz
L ~0,2
—13,7-ER™" (2.19b)
tSchlitz

Wobei die Impulsstrom- und Energieverhéltnisse wie folgt definiert werden:

2
MR = Pt A
prut Ay

3
FR = Pot Ay
pruy Ay

Woodward et al. [77] haben eine Zusammenfassung von Korrelationen von Zerfalls-
langen und Strahldurchmessern von verschiedenen Autoren vorgestellt.

L

Eroglu et al. (1991)[13] : —— = 0,66 We, “*Re;*° (2.20)
Inj
LJ —0,44
Woodward (1993)[76] :  —— = 0,0025 (&) We, ?*Re ;"™
Inj Pf

(2.21)
L
Lasheras, Hopfinger (Rehab) (2000)[40] : — =

i(’ —ﬂ)_l (2.22)
dwj VT Ug .
L 1o\ 2

6 (’1_0,00 a> (229

Lasheras, Hopfinger (Raynal) (2000)[40] : — = —&%=
(Raynal) (2000)F0) = = —
I 0 —0,38
Porcheron et al. (2002)[54] : =2,85 (—g) OnO34 013
dinj Pf
(2.24)

Vg Ug
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2.3.2.2 Sekundarer Strahlzerfall

Der Mechanismus des sekunddren Strahlzerfalls ist von grofler Bedeutung fiir die im
Rahmen dieser Arbeit beschriebenen porosen Injektoren. Die Heiflgas- und LOX-
Ligamentgeschwindigkeiten variieren sehr stark innerhalb des Brennraums. Zur
Beurteilung der Stabilitét einer abgelosten Fliissigkeitsstruktur (z. B. eines Tropfens)
miissen die lokalen Stromungsbedingungen beriicksichtigt werden. Auch hier wird
die auf der Differenzgeschwindigkeit zwischen dem Tropfen und der umgebenden
Heilgasatmosphére basierenden Weberzahl herangezogen. Fiir den Tropfenzerfall in
einer Luftstromung wurden experimentell verschiedene Zerfallsbereiche bestimmt
[40].

Fiir lokale Weberzahlen We < 12 findet kein weiterer Zerfall eines Tropfens statt. In
diesem Weberzahlbereich wird der Tropfen durch den Staudruck zu einer Lamelle
verformt. Bei steigender Relativgeschwindigkeit (und damit auch Staudruck) verformt
sich diese Lamelle zu einem Schirm. Dabei sammelt sich ein Grofiteil des Fliissigkeits-
volumens in dem umgebenden Rand, wéihrend die ausgebeulte Flédche sich weiter
verdiinnt. Ab einer Weberzahl von We == 12 zerfallt diese Struktur (bag-type breakup).
Dabei werden Tropfen mit Durchmessern in zwei verschiedenen Groflienordnungen
gebildet: relativ grofle Tropfchen, die nach dem Rayleigh-Mechanismus aus dem
volumenstarken Rand entstehen, und sehr feine Tropfchen, die aus dem gestreckten
Fliissigkeitsfilm innerhalb dieses Rands gebildet werden. Ein typischer Verlauf eines
Tropfenzerfalls nach dem bag-type bei steigenden Differenzgeschwindigkeiten ist in
Abbildung [2.7] dargestellt.

Oberhalb einer Weberzahl von We = 80 dominiert der stripping-type breakup. Dabei
entstehen durch die hohe Differenzgeschwindigkeit zu der umgebenden Gasatmosphé-
re Oberflachenwellen. Diese Oberflachenwellen werden analog zum aerodynamisch
erregten priméren Strahlzerfall verstarkt und produzieren durch Abscheren sehr
feine Tropfchen. Im Ubergangsbereich unterhalb von We = 80 kommt es dabei zu
Kombinationen dieser beiden Tropfenzerfallsmechanismen.

Fiir Weberzahlen oberhalb von We = 210 schlielt sich der catastrophic breakup-
Bereich an. Dieser Zerfallsmechanismus wurde lediglich bei der Interaktion eines
Tropfens mit einer Schockwelle beobachtet und &uflert sich in einer spontanen Zerle-
gung des Ausgangstropfens in eine Vielzahl sehr kleiner Tropfchen.

Als treibende Faktoren des sekundédren Strahlzerfalls wirkt zum einen die durch die
Einspritzung direkt aufgepréigte Differenzgeschwindigkeit zwischen den Treibstoff-
komponenten. Dieser Faktor ist fiir konventionelle Koaxialinjektoren von Interesse.
Zum anderen stellt der starke Geschwindigkeitsgradient der Heifligasstromung einen
bedeutenden Einfluss dar. In einer Raketenbrennkammer setzt die Reaktion der
Treibstoffe meist unmittelbar in der Injektionsebene ein. Durch die Warmefreisetzung
sinkt die mittlere Heilgasdichte und die Hauptstromung in der Brennkammer wird
beschleunigt. Die fiir den Zerfall eines durch den primé&ren Strahlzerfall erzeugten
Tropfens wichtige Differenzgeschwindigkeit u, — uy steigt an. Bei Uberschreiten der
kritischen Weberzahl We,,;; &~ 12 zerféllt der Tropfen in kleinere Tropfchen. Diese
weisen zum einen geringere Durchmesser auf, was bei gleichbleibender Differenzge-
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2.3 Mechanismen der Treibstoffautbereitung

Abbildung 2.7: Zerfall eines fallenden Wassertropfens mit einem Durchmesser von
5mm nach dem bag-type breakup Mechanismus [51]

schwindigkeit zu einer niedrigeren Weberzahl und damit eventuell zu einem stabilen
Tropfendurchmesser fithrt. Zum anderen verbessert sich bei kleineren Tropfendurch-
messern das Folgeverhalten der neuen Tropfen, und die Differenzgeschwindigkeit
zwischen Heiflgas und Tropfen sinkt.

Engelbert et al. [12] fiihrten eine charakteristische Zeitskala zur Beschreibung des
Folgeverhaltens eines Tropfens ein. Diese charakteristische Zeit 7 ist die Zeit, die
fiir die Beschleunigung eines Fliissigkeitstropfens auf 66 % der Geschwindigkeit der
Hauptstromung benétigt wird.

d’ d’
i py

= =2 2.25
18ug  pg 1814 (225)

Zusammen mit einer charakteristischen Zeit der interessierenden Stromung (im Fall
von Engelbert et al. der Quotient aus Austrittsdurchmesser eines Koaxialinjektors
und der Eintrittsgeschwindigkeit ¢ = D,/u,) lasst sich die Stokeszahl bilden:

t
St = — 2.26
- (2:26)
Fiir St > 1 kann davon ausgegangen werden, dass der Tropfen der Hauptstrémung
folgt. Um das Folgeverhalten eines Tropfens in einer sich beschleunigenden Brenn-
kammerstromung zu bewerten, kann der Kehrwert des Geschwindigkeitsgradienten
herangezogen werden:
de 1
Der axiale Verlauf der mittleren Heiflgasgeschwindigkeit lasst sich aus dem axialen
Druckverlauf approximieren. Mit GI. und last sich einer lokaler maximaler
Tropfendurchmesser definieren, der gerade noch der Hauptstromung folgen kann
(St=1):
1814

Toesl) = )

(2.28)
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2.3.3 Verdampfung, Mischung und Reaktion

Die eigentliche Reaktionszone bzw. Flammenfront wird fiir gewohnlich als die Kon-
taktflaiche angesehen, an der ein stochiometrisches Mischungsverhéltnis der Treibstoffe
vorliegt. Die Treibstoffkomponenten werden durch Mischungs- und Diffusionspro-
zesse zu dieser Reaktionsfront transportiert. Die Diffusionsgeschwindigkeiten sind
in der Gasphase um Gréfenordnungen hoher als in der fliissigen Phase. Daher ist
die Verdampfungsrate der fliissigen Treibstoffkomponente in einer fliissig/gasformig-
oder fliissig/fliissig-Treibstoffkombination einer der bestimmenden Zeitschritte der
Treibstoffaufbereitung. Im Fall der LOX/Hj,-Verbrennung kommt es im unterkriti-
schen Fall zu einer Verdampfung des fliissigen Sauerstoffs. Die Verdampfung eines
sphérischen Tropfens in ruhender Atmosphére liasst sich im einfachsten Fall nach
dem d?-Gesetz beschreiben:

d*(t) = di — Byt (2.29)

Das Quadrat des Tropfendurchmessers nimmt mit der Zeit linear ab. 3, wird als
Verdampfungskoeffizient bezeichnet. Mithilfe der Spalding Transferzahlen [66] fiir den
Stofftransfer (B)ys) bzw. den Wérmetibergang (Br) lésst sich die Gesamtlebensdauer
eines Sauerstofftropfens bestimmen [39]:

t, = d _ prds
" B, 8psasIn(l+ B)

(2.30)

Eine Druckabhéngigkeit der Verdampfungszeit ergibt sich iiber die Gasdichte an der
Tropfenoberflache p,.

Im iiberkritischen Fall ist die Verdampfungsenthalpie Ah, Null. Spalding [66] ent-
wickelte eine Methode zur Vorhersage der Tropfenlebensdauer bei iiberkritischen
Driicken, die spéter von anderen Autoren verfeinert wurde. Dieses Modell findet sich
auch bei Kuo [39]. Aus dieser Analyse ergibt sich eine schwache Abhéngigkeit der
Tropfenlebensdauer ¢, von dem Umgebungsdruck:

t, o< pt/? (2.31)

Fiir eine detailliertere Betrachtung der Verdampfungsprozesse in einem Wasserstoff/-
Sauerstoff-System sei auf Schlotz [62] verwiesen.

Neben einem geeigneten lokalen Mischungsverhiltnis muss eine ausreichende Wir-
memenge vorhanden sein, um eine Reaktion einzuleiten. Die eigentliche Reaktion
der Treibstoffkomponenten ist der schnellste Schritt der Treibstoffaufbereitung. Die
hohen Driicke in einer Raketenbrennkammer fithren insbesondere fiir die Treibstoff-
kombination Hy /Oy zu hohen Reaktionsraten. Die charakteristischen Zeitskalen der
chemischen Reaktion liegen im Bereich von ps. Diese charakteristische Zeit ist dabei
stark abhéngig von der Ausgangstemperatur der vermischten Treibstoffkomponenten
[29]. Gerade im injektornahen Bereich kann die Reaktion nur bedingt als nahezu
instantan angesehen werden.

26



2.4 Klassifizierung von Einspritzsystemen

2.4 Klassifizierung von Einspritzsystemen

Im Rahmen der Entwicklungsgeschichte der Raketenantriebe wurden zahlreiche Ty-
pen von Einspritzsystemen entwickelt und eingesetzt. Tabelle [2.1] gibt einen Uberblick
iiber die im Folgenden diskutierten Einspritzverfahren. Von Interesse sind hier insbe-
sondere die fiir die Treibstoffkombination LOX/Hy wichtigen Injektorkonzepte wie
Koaxialinjektoren (s. Abschnitt und die auf dem Swirl-Injektor basierenden
Swirl-Koaxialinjektoren (s. Abschnitt [2.4.4)). Das pordse Injektorkonzept APT stellt
eine Alternative zu diesen Verfahren dar. Auf den ersten Blick weist das API-Konzept
eine hohe Ahnlichkeit zu herkommlichen Showerhead-Einspritzkopfen auf (s. Ab-
schnitt [2.4.5)). Der Treibstoffaufbereitungsmechanismus unterscheidet sich jedoch in
wesentlichen Punkten.

In Abschnitt wurde auf die Bedeutung der Drosselbarkeit eines Einspritzkopfs
hingewiesen. Das in dieser Arbeit beschriebene Einspritzverfahren der porosen In-
jektion weist ein gutes Drosselverhalten auf. Die sogenannten Pintle-Injektoren der
Fa. TRW haben in der Vergangenheit ein ausgezeichnetes Drosselverhalten demons-
triert (Schubvariation von 1:10). Um die Unterschiede in der Treibstoffaufbereitung
dieser Injektoren zu einem pordsen Einspritzkopf zu verdeutlichen, wird auf dieses
Einspritzkonzept in Abschnitt eingegangen.

Prallinjektoren (impinging injectors) kommen fiir die Treibstofftkombination LOX/H,
nicht zum Einsatz. Aufgrund ihrer weiten Verbreitung fiir fliissig/fliissig-Anwendungen
werden sie in Abschnitt trotzdem kurz diskutiert. Lediglich von historischem
Interesse ist die Losung der Treibstoffeinspritzung im Fall des Triebwerks der A-
4 Rakete von 1942. Sie soll als Einleitung hier kurz vorgestellt werden, da die
Entwicklungsarbeiten innerhalb dieses Programms die Grundlagen einiger spéterer
Injektionsverfahren bilden.

2.4.1 Treibstoffinjektoren der A-4-Rakete

Die A-4-Rakete stellte in vielerlei Hinsicht einen Durchbruch in der Raketenforschung
dar. Mit ihr gelangte zum ersten Mal ein Flugkorper auf eine Flughthe von 100 km
und damit an den Rand der Erdatmosphére. Das verbaute Triebwerk produzierte
einen Schub von ca. 250 kN und nutzte eine Treibstoffkombination aus LOX und
einer Wasser/Alkohol-Mischung. Es handelt sich bei diesem Injektionsverfahren
dementsprechend um ein Konzept fiir eine fliissig/fliissig-Treibstoffpaarung. Der
Wasseranteil im Treibstoff diente dabei zur Regulierung der Verbrennungstemperatur.
In Abbildung [2.8|sind dieses Triebwerk und einer der verbauten Injektoren dargestellt.
Jede dieser einzelnen Injektorbaugruppen besteht aus einem zentralen LOX-Injektor
(3), der den Sauerstoff durch eine Vielzahl von Einzelbohrungen in das glocken-
formige Injektorvolumen einspritzt. Der Treibstoff wird von aufien ebenfalls durch
Einzelbohrungen (6) oder Drallelemente (5/7) in den Zentralbereich eingespritzt. Die
Vermischung der Treibstoffkomponenten erfolgt dabei turbulenzgetrieben und durch
die Kollision einzelner Treibstoff- bzw. Oxidatorstrahlen. Durch dieses der eigentli-
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Dominierender
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il /w RD-216 Aufwendige Fertigung
WHL§ Empfindlich ggii. Herstellungsfehlern
Sehr gute Zerstdubung
Hohlkegelzerfall WNW“MW RL-10 Gutes Stabilitdtsverhalten
Swirl-Koaxialinjektoren gas/fl. aerodyn. unterstiitzt LOX \Nmmwmms RD-170 Hoher Massenstrom pro Element
Impulsaustausch (SC) B Aufwendige Fertigung
Empfindlich ggii. Herstellungsfehlern
f./1. Leichte Fertigung
Showerhead-Injektoren gas/fl. Strahlzerfall MMH/NTO EAM Verwendung zur Wandkiihlung méglich
gas/gas Schlechte Zerstiaubung/Vermischung
Sehr gute Drosselbarkeit
fl./8 MMH/NTO W:E: W\HMUQC.H Sehr gutes Stabilitdtsverhalten
Pintle-Injektoren Wm \m Lamellenzerfall LOX /Kerosin escent Lngine Hoher Massenstrom pro Element
& ’ LOX/H Aufwendige Fertigung
2 Hohe therm. Wandbelastung
Gute Drosselbarkeit
.. . Strahlzerfall LOX/Ha2 . o .
Porose Injektoren (API) gas/fl. acrodyn. unterstiitzt  LOX/CHy Geringe Stratifizierung

Leichte Fertigung

Tabelle 2.1: Einspritzverfahren
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Abbildung 2.8: Links: Triebwerk der A-4 Rakete, rechts: vergroflerte Ansicht einer
der 18 Injektoren bzw. Vorkammern

chen Brennkammer vorgeschaltete Volumen kommt es zu einer Vorvermischung der
Treibstoffe.

Diese Konfiguration mit 18 Vorkammern wird als ,,Korbkopfofen 39“ bezeichnet und
kam in der Baureihe B der A-4-Rakete zum Einsatz. Sie erwies sich als sehr aufwendig
in der Fertigung, was sich insbesondere in den spéteren Kriegsjahren bemerkbar
machte. Die Baureihe C der A-4 sollte daher mit einem an den Injektor der Wasserfall-
Flugabwehrrakete angelehnten Prallinjektor (s. Abschnitt ausgestattet werden.
Diese Baureihe kam jedoch nicht mehr zum Einsatz. Neben dem Fertigungsaufwand
stellte auch die thermische Bestdndigkeit der Injektoren ein Problem dar, das erst in
russischen Weiterentwicklungen nach Kriegsende durch den Einsatz von Filmkiihlung
in den Vorkammern gelost wurde (RD-102) [57].

2.4.2 Prallinjektoren

Ein klassisches Einspritzverfahren fiir vollsténdig fliissige Treibstoffpaarungen wie
z.B. LOX/Kerosin ist die Prallinjektion (impinging injector). Hierbei wird die not-
wendige Energie zur Erhohung der spezifischen Oberfliche der Treibstoffe durch den
Zusammenprall mehrerer Treibstoffstrahlen bereitgestellt. Dieses Injektionskonzept
wurde in vielen westlichen Triebwerken eingesetzt. Eine der ersten Anwendungen
war der Einspritzkopf der Wasserfall-Flugabwehrrakete aus dem Zweiten Weltkrieg.
Neben Einspritzkopfkonfigurationen mit schlitzférmigen Injektoren kam fiir diese An-
wendung auch ein Einspritzkopf mit aufeinander gerichteten Bohrungen zum Einsatz
(s. Abbildung . Die Erfahrungen mit diesem Injektionsprinzip flossen nach dem
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Abbildung 2.9: Injektorkopf der Wasserfall-Rakete (,,Bohrungsmischdiisenplatte B7“)

Zweiten Weltkrieg in die amerikanischen und franzosischen Entwicklungsarbeiten zur
Treibstoffinjektion ein. Der bekannteste Vertreter der Prallinjektion fiir die Treibstoffe
LOX/Kerosin ist das amerikanische F-1-Triebwerk der Saturn V. Dieser Injektor
ist in Abbildung [2.10] dargestellt. Prallinjektoren wurden ebenfalls erfolgreich fiir
hypergole T&"e1bstoﬁkomb1nat1onen (MMH/NTO) eingesetzt. Ein Beispiel ist das
ebenfalls in Abbildung gezeigte europdische Viking Triebwerk der Ariane 4.
Durch den Aufprall zweier oder mehrerer Fliissigkeitsstrahlen entsteht eine Fliis-
sigkeitslamelle, die anschliefilend in kleinere Tropfen zerfillt (s. Abbildung [2.5)). Die
Ausdehnung und Ausrichtung dieser Lamelle ist von den Impulsstrémen der Treib-
stoffstrahlen und dem Winkel abhéngig, in dem sie aufeinandertreffen. Es lasst
sich unterscheiden zwischen Ausfiihrungen von Prallinjektoren, bei denen identi-
sche Treibstoffkomponenten (Oxidator bzw. Treibstoff) zerstaubt werden (like-on-
like-impinging) und solchen, bei denen Oxidator und Treibstoff aufeinanderprallen
(unlike-impinging). Im Fall einer Unlike-Kombination erfolgt die Mischung der Treib-
stoffe unmittelbar nach dem Aufprall. Like-Impinging-Injektoren erzeugen einen
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Abbildung 2.10: Links: Einspritzkopf des F-1-Triebwerks der Saturn V, rechts: Ra-
diale Einspritzung beim Viking-Triebwerk
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2.4 Klassifizierung von Einspritzsystemen

Treibstoff- bzw. Oxidator-Spraykegel, der anschlieBend mit dem jeweiligen anderen
vermischt werden muss. Dazu werden fiir gewohnlich die Eintrittswinkel der Fliis-
sigkeitsstrahlen so gewéhlt, dass die resultierenden Spraykegel zweier benachbarter
Bohrungspaare ineinander verschrankt werden und sich so vermischen. Die Vermi-
schung und Wiarmefreisetzung setzt bei dieser Injektorbauform weiter stromab ein
als bei Unlike-Impinging-Paarungen. Sie lésst sich durch die Wahl der geometrischen
Parameter steuern. Das Viking Triebwerk verwendete eine solche Bohrungsanordnung.
Allerdings handelt es sich hier um den Sonderfall einer radialen Einspritzung, bei der
die Spraykegel auf die Brennkammerachse gerichtet sind.

Die Vorteile der Prallinjektion liegen zum einen in der guten Zerstdubungsquali-
tat. Zum anderen hélt sich der Fertigungsaufwand fiir diese Injektorbauform in
Grenzen. Diesen Vorteilen stehen einige Nachteile gegeniiber. Die Umsetzung als
einfache Unlike-Doublet-Ausfiithrung bringt einige Herausforderungen mit sich. Ei-
ne unterschiedliche Druckabhéngigkeit der Treibstoffdichten kann beim Hoch- und
Runterfahren oder bei Drosselung des Triebwerks zu Anderungen in der Lage der
resultierenden Spraykegel fithren. Bekannte Losungen fiir dieses Problem sind Triplet-
oder Quintuplet-Injektoren. Dabei wird ein Treibstoffstrahl zentral eingebracht und
zwei (Triplet) oder vier (Quintuplet) weitere Strahlen symmetrisch auf den Zen-
tralstrahl geschossen. Diese Injektoranordnung garantiert auch bei variierenden
Impulsstrémen des zentralen oder der umgebenden Treibstoffstromen aufgrund von
Brennkammerdruck- oder Mischungsverhéltnisdnderungen eine gute Zerstaubungsqua-
litdt. Bei dem Betrieb einer Unlike-Doublet-Anordnung kann es bei der Verwendung
von hypergolen Treibstoffkombinationen wie MMH/NTO zu dem Phinomen der
reactive stream separation kommen. Dabei bildet sich bei zu kleinen Aufprallwinkeln
durch die unmittelbar einsetzende Reaktion eine Heifigasblase zwischen den sich
treffenden Treibstoffstrahlen, die die weitere Vermischung verschlechtert.

Bei Verbrennungsinstabilitdten auftretende Heilgasverschiebungen fithren bei Prall-
injektoren zu einer Ablenkung der Treibstoffstrahlen und damit zu einer starken
Anderung der Treibstoffaufbereitung und Wirmefreisetzung. Im ungiinstigsten Fall
fithrt dies zu einer positiven Riickkopplung und das Triebwerk wird instabil. Aus
diesem Grund wurden bei vielen Triebwerken mit Prallinjektoren Baffles eingesetzt,
die transversale Heiflgasbewegungen im injektornahen Bereich unterbinden sollen.
Fertigungsungenauigkeiten der Zufiihrungsbohrungen wirken sich ebenfalls stark auf
das resultierende Spraybild und damit auf die Warmefreisetzung aus.

2.4.3 Koaxialinjektoren

Koaxialinjektoren stellen fiir Treibstoffpaarungen mit einer fliissigen und einer gas-
formigen Komponente das bevorzugte Einspritzverfahren dar. Raketentriebwerke,
die mit der Treibstoffkombination LOX/Hy betrieben werden, verwenden fast aus-
schliefllich Koaxialinjektoren oder Drallinjektoren (s. Abschnitt . Ein einzelnes
Koaxialelement besteht dabei aus einem zentralen Rohrchen, durch das die fliissige
Treibstoffkomponente (meist LOX) mit geringer Geschwindigkeit eingespritzt wird.
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Abbildung 2.11: Links: Schnitt durch den Einspritzkopf des Vinci-Triebwerks, rechts:
Nahansicht der geschnittenen Koaxialinjektoren

Das zentrale Rohrchen wird von einem Ringspalt umgeben, durch das die gasféormige
Treibstoffkomponente (z. B. GHz) mit hoher Geschwindigkeit in den Brennraum
gelangt. Der zentrale LOX-Strahl wird durch die starken Scherkréfte und den Im-
pulsaustausch zwischen den beiden Phasen zerstdubt. Abbildung [2.11] zeigt einen
Schnitt durch den Einspritzkopf des Vinci-Oberstufentriebwerks. Zu erkennen sind
die Koaxial-Einspritzelemente mit getaperten LOX-Injektoren und kupfernen Auf-
schraubelementen zur Herstellung des Hy-Ringspaltes. Diese Aufschraubelemente
werden als ,,Niisse“ bezeichnet.

Ublicherweise ankert die Flamme bei einem solchen Injektorelement unmittelbar an
der Spitze des LOX-Rohrchens, wo sich ein kleines Rezirkulationsgebiet bildet. Die
Flamme erstreckt sich iiber die gesamte Lange der Scherschicht zwischen den beiden
Treibstoffkomponenten, was fiir eine gleichméflige Wérmelastverteilung in axialer
Richtung sorgt.

Ein Koaxialelement kann auf unterschiedliche Weise ausgefiihrt werden. In der
einfachen Ausfithrung (Abbildung Ausfiihrung a) schliefit das zentrale LOX-
Rohrchen biindig mit der Injektorkopfplatte ab. Durch leichte Variationen dieser
Grundbauform lassen sich Verbesserungen in der Zerstaubungseffizienz und Resis-

i
v/

Abbildung 2.12: Verschiedene Ausfithrungen von Koaxinjektoren: a) Einfache Aus-
fithrung, b) Ausfiihrung mit Recess, ¢) Ausfiihrung mit Tapering
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2.4 Klassifizierung von Einspritzsystemen

tenz gegeniiber Verbrennungsinstabilitdten erzielen. Ein Anfasen der Innenseite des
LOX-Réhrchens (engl. tapering, Abbildung [2.12] Ausfithrung c) fithrt zu einer Ver-
groBerung der Querschnittsfliche des LOX vor dem Kontakt mit dem Treibstoff.
Dadurch sinkt die LOX-Eintrittsgeschwindigkeit in axialer Richtung, und es wird
eine zusétzliche Querkomponente in der Eintrittsgeschwindigkeit erzeugt. Die Verrin-
gerung der LOX-FEintrittsgeschwindigkeit fiihrt zu einer Vergréferung der Weberzahl
am Injektor und damit zu einer verbesserten Zerstaubung. Gleichzeitig wird der
Druckverlust durch den LOX-Injektor kaum verringert, so dass die Entkopplung
zwischen Brennraum und LOX-Versorgungssystem nicht beeintréchtigt wird. Neben
dieser Mafinahme wird das LOX-Rohrchen auch oft gegeniiber der Injektionsebene
nach hinten versetzt (engl. recess, Abbildung Ausfiithrung b). Auch in diesem
Fall ankert die Flamme direkt an der Spitze des LOX-Ro6hrchens. Durch die sich
ausbildende Verbrennungszone wird der umgebende Treibstoffstrahl eingeschniirt
und beschleunigt. Die Relativgeschwindigkeit und damit auch die Scherkrifte auf
den LOX-Strahl steigen damit an. Dies beeinflusst die Zerstdubung positiv. Dariiber
hinaus wirkt der Recess-Bereich wie eine Art Vorbrennkammer, die unbeeinflusst von
den Vorgéngen im eigentlichen Brennraum ist und eine stabile Flammenankerung
gewéhrleistet [46]. Dieser positive Einfluss auf die Verbrennungsstabilitéit wurde von
mehreren Autoren beobachtet |21} BT, [72].

Fiir die Anwendung mit der Treibstoffkombination LOX/H; liegen die Innendurch-
messer des zentralen LOX-Rohres im Bereich von 2 bis 5,5mm (SSME MCC). Die
Spaltmafe des umgebenden Ha-Spaltes liegen zwischen 0,5 und 2,1 mm (ebenfalls
SSME MCC) [38]. Die Wahl dieser Mafle héngt von den Zustrombedingungen der
Treibstoffe ab. Die Temperatur und Dichte des zugefiithrten Sauerstoffs sind fiir alle
Triebwerke mit Koaxialinjektoren relativ dhnlich. Die Wasserstofftemperatur und
-dichte variiert stark mit der gewéhlten Zyklusart: hohe Temperaturen > 600 K fiir
Staged-Combustion-Zyklen wie beim SSME, niedrige Temperatur < 120 K fiir Neben-
stromzyklen wie dem Vulcain oder HM7B. Die dimensionierenden Kennzahlen zur
Gestaltung eines Koaxialinjektors sind das Geschwindigkeits- und das Impulsstrom-
verhéltnis der Treibstoffe am Austritt des Injektors. Hulka und Hutt [25] geben einen
kritischen Wert fiir das Geschwindigkeitsverhéltnis von Hy zu LOX von VRFOy; = 10
an. Unterhalb dieses Wertes kénnen Verbrennungsinstabilititen auftreten. Typische
Vertreter von LPRE auf Basis von LOX/H, weisen Geschwindigkeitsverhéltnisse
oberhalb dieser Grenze auf [48]. Weitere Randbedingungen sind die minimalen Ein-
trittsgeschwindigkeiten der Treibstoffe, die notwendig sind, um der Brennkammer den
geforderten Massenstrom mit moglichst wenigen Injektorelementen zuzufithren. Zum
anderen begrenzen die sich einstellenden Druckverluste und die Schallgeschwindigkeit
des zugefithrten Wasserstoffs den moglichen Geschwindigkeitsbereich nach oben hin.
Das notwendige Geschwindigkeitsverhéltnis ist leichter bei Treibstoffkombinationen
mit einem grofen Dichteverhiltnis zu erreichen. Die Paarung LOX/Hy weist ein sehr
groBes Dichteverhéltnis (DROF > 20) auf. Es lassen sich dadurch leicht vorteilhafte
Werte fiir das Geschwindigkeits- und Impulsstromverhiltnis einstellen. Die bei der
Injektion auftretenden Druckverluste resultieren nur zu einem geringen Teil aus der
notwendigen Beschleunigung der Treibstoffe. Die Druckverluste, die fiir eine zuverlas-
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Abbildung 2.13: Sternformiger Koaxialinjektor nach Gorokhov et al. [17] (Russisches
Patent Nr. 2161719). 1: Injektorgehduse, 2: Oy-Kanal, 3: Profillierter
Austritt, 4: Ho-Austritt mit konstantem Spaltmafl, 5: Hiilse, a:
Variante mit vier Strahlen, b: Variante mit drei Strahlen

sige akustische Entkopplung der Brennkammer von der Treibstoffzuleitung notwendig
sind, werden durch eine Drosselung stromauf der Injektionsebene eingestellt. Die
sich einstellende Verbrennungsrauigkeit ist fiir diese gewahlten Druckverluste dimen-
sionierend. Eine sehr ruhige Verbrennung ercffnet die Moglichkeit, die eingestellten
Druckverluste zu reduzieren und so Systemvorteile zu schaffen.

Eine Sonderbauform eines Koaxialinjektors wurde 2005 von Gorokhov et al. vor-
gestellt [17]. Die Autoren verwendeten anstelle eines runden LOX-Injektors ein
sternformig profiliertes Rohr. Der Spalt fiir die Wasserstoffinjektion wies dabei eine
identische Profilierung auf. Abbildung [2.13] zeigt diese Injektorkonfiguration. Die
Treibstoffaufbereitung sollte durch diese Gestaltung auf zwei Arten verbessert werden.
Zum einen erhoht sich die Kontaktflache der Treibstoffe bei einer im Vergleich zu
einem runden Injektor identischen Eintrittsfliche. Dadurch wird die Verdampfung
im Injektornahbereich verstiarkt. Zum anderen reduziert sich durch die Streckung
die maximale Groflenordnung der Zerfallsprodukte eines austretenden Fliissigkeits-
strahls. Die Autoren konnten eine Verlagerung der Hauptreaktionszone in Richtung
der Injektorebene durch Messungen des axialen Warmestromverlaufs nachweisen.
In Verbindung mit einer leicht erh6hten Verbrennungseffizienz lésst dies auf eine
verbesserte Treibstoffaufbereitung nahe am Injektor schliefen. Ein &hnlicher Effekt
konnte im Rahmen dieser Arbeit auch fiir porése Injektoren beobachtet werden (s.
Abschnitte und [4.4)).

Eine weitere Variante des Koaxial-Elements ist der Tri-Koaxialinjektor. Dabei wird
durch den LOX-Strahl eines herkémmlichen Koaxialinjektors ein weiteres Injektorréhr-
chen fiir den Treibstoff zentral eingesetzt (s. Abbildung [2.14). Diese konstruktive
Mafinahme vergréflert dhnlich wie bei den oben beschriebenen sternférmigen In-
jektoren die Kontaktfliche der Treibstoffe, bringt aber gleichzeitig einen héheren
Fertigungsaufwand mit sich. Fiir eine gasférmig/gasformig-Treibstoffkombination
konnten Jin et al. zeigen, dass diese Konfiguration eine deutliche Verbesserung des
Wirkungsgrads gegeniiber herkommlichen Koaxialinjektoren bewirkt [52]. Durch die
VergroBerung der Eintrittsfliche fiir den gasférmigen Treibstoff (z.B. GHy) ist diese
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Oxidizer

Abbildung 2.14: Tri-Koaxialinjektor nach Jin et al. [52]

Injektorvariante auch fiir eine Anwendung in Vorbrennkammern fiir Gasgeneratorzy-
klen und gestuften Verbrennungen von groflem Interesse.

Ein gravierender Nachteil der Koaxialelemente ist ihre grofle Sensitivitit gegeniiber
Ungenauigkeiten in den Spaltmafien [77]. Die Einhaltung der notwendigen Ferti-
gungstoleranzen macht einen grofien Teil der Herstellungskosten dieses Injektortypus
aus. Bei der Verwendung von Sonderformen wie den oben erwéhnten sternférmigen
Injektoren diirfte dieser Aufwand noch weiter ansteigen. Eine andere mogliche Ant-
wort auf dieses Problem stellen sogenannte High-Mass-Flow-Elemente dar, die iiber
eine Steigerung des Massenstroms pro Element die notwendige Anzahl an Elementen
begrenzen [27]. Neben einer Reduktion der reinen Elementanzahl vergrofiern sich in
diesem Fall auch die Spaltmafle, die eingehalten werden miissen. Die entsprechen-
den Fertigungstoleranzen sind leichter einzuhalten, und die resultierenden Kosten
sinken. Eine stiarkere Konzentration der fliissigen Treibstoffkomponente fiithrt aber
naturgeméf zu einer stéarkeren Stratifizierung in der Brennkammer und zu gréfleren
notwendigen Brennkammerldngen. Dies kann auch in einer Verschlechterung der
Verbrennungseffizienz resultieren [63].

2.4.4 Drallinjektoren

Drallinjektoren (swirl injector) basieren auf der Zerstdubung einer fliissigen Treib-
stoffphase durch einen starken aufgepriagten Drehimpuls, der am Injektoraustritt eine
hohlkegelférmige Fliissigkeitslamelle bildet (s. Abschnitt und Abbildung .
Der Drall wird dabei entweder durch eine tangentiale Einspritzung in eine zentrale
Wirbelkammer oder durch spiralférmige Einsétze erzeugt. Der fliissige Treibstoff
legt sich als Film an die Wand dieser Kammer an und es bildet sich ein zentrales
Gasvolumen, das nicht von der fliissigen Treibstoffphase ausgefiillt wird.

Diese Injektorform wird fiir eine fliissig/fliissig-Treibstoffpaarung oft als Doppeldrall-
Injektor ausgefiihrt (s. Abbildung Mitte). Dabei wird ein zentraler Drallinjektor
von einem weiteren Drallinjektor fiir die zweite Treibstoffkomponente umgeben.
Durch die Wahl der geometrischen Parameter lassen sich die Austrittswinkel der
Treibstoffe einstellen. So kann die Vermischung der beiden Treibstoffhohlkegel gesteu-
ert werden. Diese Injektorbauform wird als Duplex-Swirler bezeichnet. Im Fall einer
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Abbildung 2.15: Bauformen von Drallinjektoren, links: Simplex-Swirler, mitte:
Duplex-Swirler, rechts: Swirl-Coaz-Injektor

gasformig /fliissig-Paarung bietet sich eine Kombination aus einem inneren Drallinjek-
tor fiir die fliissige Phase und einem umgebenden Spalt fiir die Injektion der gasfor-
migen Phase an (s. Abbildung , rechts). Die Zerstaubung der fliissigen Phase auf-
grund der Lamellenbildung wird dabei durch den Impulsaustausch mit dem schnellen
koaxialen Gasstrahl unterstiitzt. Der Ubergang zum Koaxialinjektor ist flieBend. Man
spricht hier von einem Swirl-Coaz-Injektor. Ein Beispiel fiir eine solche Injektorkonfi-
guration ist der Injektor des amerikanischen RL-10A-Oberstufentriebwerks. Der ame-
rikanische Triebwerkshersteller Pratt & Whitney setzt diese Swirl-Koaxialinjektoren
in nahezu jedem seiner Triebwerke ein [58]. Drallinjektoren werden in russischen
Triebwerken bevorzugt fiir die fliissig/fliissig-Treibstoffpaarung LOX /Kerosin und die
gasformig /fliissig-Paarung GOX/Kerosin in einem Ozidizer-Rich Staged-Combustion-
Triebwerkszyklus wie der RD-170-Triebwerksserie verwendet. In Abbildung ist
der Einspritzkopf des russichen LOX/Kerosin-Triebwerks RD-107 dargestellt. Dieses
Triebwerk wird in der Soyuz-Rakete eingesetzt. Neben den Doppeldrallelementen mit
einem zentralen LOX-Injektor und einem umgebenden Kerosin-Injektor sind im Rand-
bereich der Brennkammer reine Treibstoffinjektoren positioniert (Simplez-Swirler, s.
Abbildung , links). Diese dienen zur Filmkiihlung der Brennkammerwand.

Ein grofler Vorteil von Drallinjektoren ist der hohe mégliche Massenstrom pro Ele-
ment, was die Anzahl an Elementen und damit die gesamten Fertigungskosten senkt.
Daneben weisen Triebwerke mit diesen Injektorelementen ein gutes Stabilitétsverhal-
ten und eine hohe Drosselbarkeit auf. Ein durch das Zerstaubungsprinzip bedingter
Nachteil ist die hohe Wandwérmebelastung durch wandnahe Injektorelemente, da den
Treibstoffen ein starker radialer Impuls aufgepriagt wird. Dies erfordert den Einsatz
von Filmkiihlungselementen (s. o.).
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Abbildung 2.16: Injektor des russischen RD-107 Triebwerks der Soyuz [69]

2.4.5 Showerhead-Injektoren

Als Showerhead bezeichnet man eine Injektorbauform, bei der die Treibstoffe durch
eine Vielzahl kleiner, paralleler Bohrungen in den Brennraum gelangen. Die Zerstau-
bung basiert hier ausschliefSlich auf dem Zerfall eines in eine ruhende Atmosphére
eingespritzten Fliissigkeitsstrahls. Die Mischung muss durch Turbulenz und Diffusion
im Brennraum geschehen. Um eine vollstdndige Mischung und Reaktion zu gewéhr-
leisten, sind bei diesem Injektionsverfahren grofie Aufenthaltszeiten und damit grofie
Brennkammervolumina erforderlich.

Ein moglicher Ansatz zur Verbesserung der Zerstdubungseigenschaften eines solchen
Injektorkonzepts ist die starke Verkleinerung der Zufiihrungsbohrungen. Der Boh-
rungsdurchmesser d,; stellt den dimensionierenden Parameter der resultierenden
Tropfengrofenverteilung dar. Dieser Ansatz wurde fiir die hypergole Treibstoffkombi-
nation MMH/NTO im Européischen Apogaumsmotor (EAM) der Firma Astrium
verfolgt.

Ein Hauptnachteil dieses Verfahrens ist die unkontrollierte Vermischung der Treibstoff-
komponenten. Die Bereiche der Vermischung und die resultierende Flammenposition
lassen sich kaum bestimmen. Sowohl Koaxial-, Drall- und Prallinjektoren definieren
durch ihre geometrische Gestaltung Bereiche im Brennraum, an denen die Treibstoff-
komponenten zusammengefiihrt werden und die als Flammankerungspunkte dienen
konnen.
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2.4.6 Pintle-Injektoren

Pintle-Injektoren stellen im Vergleich zu den bisher geschilderten Einspritzverfahren
eine Besonderheit dar. Im Gegensatz zu herkommlichen Injektorkonzepten werden
hier Komponenten des Einspritzkopfs mechanisch verstellt, um durch geometrische
Verénderungen der Eintrittsflachen die Eintrittsgeschwindigkeiten der Treibstoffe zu
regeln. Das Pintle-Konzept wurde am JPL aus einem einfachen Koaxialinjektor ent-
wickelt. Um die Vermischung zweier hypergoler, fliissiger Treibstoffkomponenten zu
verbessern, wurde der zentrale Fliissigkeitsstrahl durch einen kegelformigen Einsatz
(dem sogenannten Pintle) nach aulen umgelenkt. Dies verbesserte die Vermischung
stark. Die Fa. TRW (zunéchst Space Technology Laboratories, Inc.) entwickelte
aus diesem Prinzip einen Single-Element-Einspritzkopf fiir diverse Anwendungen.
Die bekannteste Anwendung ist das Landetriebwerk der Apollo-Mission. Fiir die-
se Mission wurde ein Triebwerk mit einer moglichen Schubvariation von 1:10 bei
konstantem Mischungsverhéltnis gefordert [I1]. Um fiir den gesamten geforderten
Schubbereich &hnliche Injektionsbedingungen zu garantieren, miissen die Eintritts-
flichen der Treibstoffe entsprechend verstellt werden kénnen. Auf der linken Seite
von Abbildung [2.17]ist ein typischer Pintle-Einspritzkopf dargestellt. Die bewegliche
Hiilse regelt sowohl die Treibstoff- als auch die Oxidatoreintrittsfliche, wodurch
die Eintrittsgeschwindigkeiten konstant gehalten werden kénnen. Durch die grofie
radiale Geschwindigkeitskomponente des zentral zugefiihrten Oxidators bildet sich
eine kegelformige Reaktionszone in der Brennkammer aus. Die (nahezu konstanten)
Eintrittsimpulse der Treibstoffe bestimmen den Offnungswinkel dieser Reaktionszone.
Durch die Eintrittsimpulse werden auch zwei torodiale Rezirkulationszonen in der
Brennkammer angetrieben. Eine stromauf gelegene, die Treibstoff und Heif3gase

bewegliche Hulse

Abbildung 2.17: Links: Darstellung eines Pintle-Injektors, rechts: schematische Dar-
stellung des resultierenden Brennkammerstromungsfelds nach Dress-
ler und Bauer [9]
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Abbildung 2.18: Abhéngigkeit der Verbrennungseffizienz von der Drosselung am
Beispiel des mit einem Pintle-Injektor ausgestatteten Triebwerks
MIRA-5000 nach Dressler und Bauer [9]

zuriick zur Stirnplatte transportiert und ein zentrales Rezirkulationsgebiet. Eine
weitere aktuelle Anwendung dieses Injektorprinzips ist das Merlin-Triebwerk der Fa.
SpaceX, das in der Falcon-9-Rakete eingesetzt wird. Die Hauptstufenkonfiguration
dieses mit LOX/Kerosin betriebenen Triebwerks liefert 378 kN Schub.

Triebwerke mit Pintle-Injektoren haben ein exzellentes Stabilitdtsverhalten {iber
einen weiten Schubbereich gezeigt. Dies wird u. a. damit begriindet, dass die Warm-
efreisetzung aufgrund der Reaktion in der kegelférmigen Reaktionszone sowohl in
axialer als auch in radialer Richtung gestreckt ist. Es findet keine Konzentration
der Wirmefreisetzung in einem Druckbauch charakteristischer Brennkammermoden
(z.B. in der Injektorebene oder im Brennkammerwandbereich) statt [9]. Eine solche
Konzentration wird als kritisch fiir das Auslésen und Aufrechterhalten von Brenn-
kammerinstabilitdten erachtet [22].

Die herausstechende Eigenschaft von Pintle-Injektoren ist ihre sehr weite Drosselbar-
keit, die schon im Flug demonstriert wurde. Abbildung zeigt die Entwicklung
der Verbrennungseffizienz bei Drosselung am Beispiel eines mit einem Pintle-Injektor
ausgestatteten Triebwerks (MIRA-5000, 1962). Die Verbrennungseffizienz sinkt hier
von Werten um 98 bis 99 % bei einem nominalen Schub von 5000 1bf auf ca. 92 %
bei Drosselung auf 10 % des Designwerts. Dieser Abfall wird hier als vertretbar
eingeschétzt.

Ein Nachteil dieses Einspritzkonzepts sind die groffen Brennkammerdurchmesser und
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-volumina, die fiir akzeptable Ausbrandgrade notwendig sind. Dies entspricht einem
hohen Wert fiir die minimale charakteristische Brennkammerldnge L*. Die groflen
notwendigen Brennkammerdurchmesser resultieren aus der Form der Reaktionszone.
Diese Durchmesser sind moglicherweise notwendig, um die Wandwérmebelastungen
am Staupunkt in einem akzeptablen Rahmen zu halten.

2.5 Porose Einspritzung

2.5.1 Motivation

Das Konzept der pordsen Injektion wurde am DLR-Institut fiir Raumfahrtantriebe
untersucht, um eine Antwort auf Nachteile konventioneller Injektoren fiir Rake-
tenbrennkammern zu bieten. Die wichtigste Treibstoffkombination in européischen
Triebwerken fiir Trageranwendungen ist zurzeit LOX/H,. Zur Aufbereitung dieser
Treibstoffe werden meist Koaxialelemente (s. Abschnitt eingesetzt. Jedes neu
entwickelte Einspritzverfahren fiir LOX/Hs muss auf der einen Seite die bekannten
Nachteile von Koaxialinjektorelementen umgehen oder verringern und darf auf der
anderen Seite keine Abstriche im Bereich der Verbrennungseffizienz und -stabilitét
aufweisen. Die Nachteile von klassischen Koaxialelementen sind:

e hohe Anforderungen an die Fertigungsgenauigkeit und damit an die Qualitéts-
kontrolle,

e mangelhafte Drosselbarkeit durch Abhéngigkeit der Treibstoffaufbereitung von
den kinematischen Bedingungen bei der Einspritzung.

Das im Folgenden erlduterte Konzept der portsen Injektion bietet eine im Vergleich
zu Koaxialelementen gleichwertige Qualitdt der Treibstoffaufbereitung bei stark
reduzierten Fertigungskosten. Die geringen Fertigungskosten resultieren aus dem
vergleichsweise einfachen Aufbau (s. Abschnitt [2.5.2)). Die in Abschnitt prisen-
tierte Hypothese zum Mechanismus der Treibstoffaufbereitung legt nahe, dass die
Qualitét der Treibstoffaufbereitung hier kaum abhéngig von klassischen Parametern
der Injektion ist. Es ist daher zu erwarten, dass dieses Einspritzkonzept eine hohe
Aufbereitungsqualitét iiber einen weiten Betriebsbereich bietet.

2.5.2 Injektorkonzept

Ein poroser Injektor besteht aus einer Vielzahl einzelner Rohrchen fiir die Einsprit-
zung der fliissigen Treibstoffkomponente (hier LOX). Géngige Innendurchmesser
dieser Rohrchen liegen bei 1,5mm im Gegensatz zu 2 bis 5,5mm fiir klassische
Koaxialinjektoren. Die Wandstérke betrigt ca. 0,25 mm. Die gesamte fiir den LOX
zur Verfiigung stehende Injektionsfliache ist vergleichbar mit derjenigen fiir einen
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Abbildung 2.19: Prinzip eines porosen Injektorkopfs

Koaxialinjektor. Die Einspritzung des fliissigen Sauerstoffs erfolgt meist achsparallel,
angestellte LOX-Injektoren sind jedoch auch denkbar (s. Abschnitt [2.5.3.2)). Die
gasformige Treibstoffkomponente (hier Hy) wird dem Brennraum iiber die gesamte
verbleibende Fliache zwischen den LOX-Injektorréhrchen zugefiithrt. Als Einsprit-
zelement dient hierbei die Injektorstirnplatte, die aus einem Material mit grofler
offener Porositét besteht. Daher riithrt die Bezeichnung porése Injektion. Die portse
Stirnplatte erstreckt sich iiber die gesamte Querschnittsfliche der Brennkammer, so
dass der Treibstoff auch in unmittelbarer Wandnéhe eingespritzt wird. Dies entspricht
einer Filmkiihlung mit einem extrem geringen Impulsstrom. Die porose Stirnplatte
dient auch zur Nivellierung eventuell existierender UngleichméfBigkeiten in den Zu-
strombedingungen des Wasserstoffs. Es wird davon ausgegangen, dass der Wasserstoff
uniform aus den Poren der Stirnplatte in den Brennraum eindringt. Somit entschei-
det alleine die Anordnung und Gréfle der LOX-Injektorrohrchen iiber das lokale
Mischungsverhéltnis in der Nédhe der Injektionsebene. Ein Ausschnitt aus einem
solchen pordsen Einspritzkopf ist schematisch in Abbidlung [2.19] dargestellt. Die
Trennung der beiden Treibstoffkomponenten vor dem Eintritt in die Brennkammer
wird durch ein Verschweiflen der Injektorréhrchen mit dem Ho-Dom erreicht, der den
Hso-Sammler und den LOX-Sammler trennt. Aufgrund der kleinen Injektorwandstér-
ken kommt hierfiir ein Laserschweifiverfahren zur Anwendung. An der Kontaktstelle
von Injektorrohrchen und poréser Stirnplatte muss keine Dichtigkeit gewéhrleistet
werden. Ein geringer Teil des Treibstoffs tritt hier durch den Spalt zwischen Injektor
und porosem Material.

Die beschriebenen Komponenten lassen sich sehr kostengiinstig herstellen. Fiir die
pordse Stirnplatte wurde in den hier vorgestellten Testkampagnen entweder eine Sin-
terbronze oder ein Metallgewebe verwendet. Beide Materialien sind sehr kostengiinstig
und lassen sich gut mechanisch bearbeiten. Neben diesen reinen Materialkosten entfal-
len zusétzlich noch die im Falle der Koaxialinjektoren hohen Kosten fiir die besonders
kritischen Toleranzen der Spaltmafle. Das hier beschriebene Injektorkonzept wurde
in dem deutschen Patent Nr. DE102010043337 niedergelegt [19].
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2.5.3 Stand der Technik
2.5.3.1 Arbeiten zu porosen Injektoren auBerhalb des DLR

Die erste dem Autor bekannte Erwahnung eines portsen Einspritzkopfs fiir eine
Anwendung in Raketentriebwerken mit fliissigen Treibstoffen findet sich in einem
L. Handley erteilten US-amerikanischen Patent von 1963 [20]. Das Konzept ist
in Abbildung aus diesem Patent dargestellt. Handley beschreibt hierin einen
Einspritzkopf mit einer Vielzahl an kleinen Réhrchen (Nr. 37) fiir die eine Treibstoff-
komponente und einer pordsen (oder gelocherten) Platte (Nr. 12) fiir die Injektion der
anderen Treibstoffkomponente. In diesem Patent wird bereits die Kiithlwirkung der
Treibstoffe fiir die porose Stirnplatte als ein Hauptvorteil des Verfahrens genannt. Die-
ses Patent bezieht sich jedoch auf eine Injektorbauform, bei der die Injektorrohrchen
in den Brennraum hineinragen und nicht biindig mit der porosen oder gelocherten
Stirnplatte abschliefen. Kernpunkt dieses Patents ist eine Vergréflerung des Abstands
der Hauptreaktionszone von der portsen Stirnplatte, um die thermischen Lasten zu
minimieren.

Jankovsky et al. [30] setzten fiir ihre Heilgasuntersuchungen von Diisenerweiterungen
mit hohen Flidchenverhéltnissen ebenfalls einen pordsen Injektor ein. Dieser Einspritz-
kopf verwendete bei einem Brennkammerdurchmesser von 52,2 mm 36 Injektoren
fiir den fliissigen Sauerstoff und eine portse Stirnplatte fiir die flichige Injektion
von gasformigem Wasserstoff bei Umgebungstemperatur. Bei diesen Tests wurden
Brennkammerdriicke von bis zu 163 bar bei Mischungsverhéltnissen zwischen 3,89
und 6,15 erreicht. Die verwendete Brennkammer wies eine zylindrische Léange von
152,4mm und ein Kontraktionsverhéltnis von €. = 4 auf. Die Autoren geben fiir die
berechnete Verbrennungseffizienz Werte um 99 bis 100 % an.

Abbildung 2.20: Poroser Injektor nach Handley [20]
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2.5.3.2 Arbeiten zu porosen Injektoren am DLR

2001 begannen die Untersuchungen an porodsen Injektoren am Priifstand P8 des
DLR-Instituts fiir Raumfahrtantriebe in Lampoldshausen. Die Experimente konzen-
trierten sich zunéchst auf die Charakterisierung des Stromungsfelds in direkter Néhe
zu der Einspritzebene. Smith et al. verwendeten einen semi-porésen Pentainjektor
fiir die Charakterisierung des Flammenankerungsverhaltens eines pordsen Injektors
bei Betrieb mit LOX/H; [65]. Die Heifligastests wurden bei Brennkammerdriicken
zwischen 47 und 61 bar und bei einem Mischungsverhéltnis von ROF = 5 durchge-
fithrt. Der Einspritzkopf bestand aus fiinf LOX-Injektorrohrchen mit einem Innen-
bzw. AuBlendurchmesser von 1,5 bzw. 2mm. Die Porositidt der Stirnplatte wurde
durch eine grofle Anzahl von kleinen Bohrungen simuliert. Der Wasserstoff wurde
durch 84 Bohrungen mit einem Durchmesser von 0,45 mm zugefiihrt. Diese Injek-
torkonfiguration ist in Abbildung dargestellt. Die gesamte Stirnfliche dieses
Einspritzkopfs wies einen Durchmesser von 14 mm auf, bei einem Gesamtdurchmesser
der optisch zugénglichen Brennkammer C von 50 mm. Der Bereich auflerhalb der
semi-porosen Stirnfliche bestand aus Kupfer und wurde nicht durchstromt. Abbil-
dung zeigt die Einbaulage eines dhnlichen Injektors in der optisch zugénglichen
DLR-Forschungsbrennkammer Modell ,,C“. Durch die Anordnung der LOX-Injektoren
um den zentralen Injektor ist dieser einer &hnlichen Umgebung wie in einem Multi-
Injektor-Einspritzkopf ausgesetzt. Die Autoren konnten durch eine Auswertung der
OH-Flammenintensitdaten starke Rezirkulationsgebiete zwischen den Injektoren in
Stirnplattennihe identifizieren. Diese Rezierkulationsgebiete wurden als Begriindung
fiir das beobachtete gute Flammenankerungsverhalten genannt.

Lux et al. setzten diese optischen Untersuchungen mit einem pordsen Injektor fort

[43]. Die gelocherte Stirnplatte wurde hier durch eine Stirnplatte aus Sinterbronze
ersetzt. Dieses Material ist dhnlich demjenigen, das fiir die in dieser Arbeit un-
tersuchten Einspritzkopfe verwendet wurde. Als Treibstoffkombination kam neben
LOX/H; erstmals auch LOX/CH, zum Einsatz. Die Versuche wurden wie bei Smith
et al. bei unter- (40 bar), trans- (50 bar) und tiberkritischen (60 bar) Bedingungen
durchgefiihrt. Die Autoren konnten auch fiir diesen Injektor sowohl fiir LOX/H, als
auch fir LOX/CH, eine stabile Flammenankerung nachweisen.

Dieselbe Forschergruppe fithrte von 2007 an ebenfalls Mulitinjektorversuche mit
einem 50 mm-Einspritzkopf am Priifstand P8 durch [42] 67]. Der verwendete Ein-
spritzkopf entspricht dabei dem Einspritzkopf API50-68, der auch fiir diese Arbeit
verwendet wurde (s. Abschnitt [3.2.2.2]). Mithilfe der DLR-Forschungsbrennkammer
Modell ,,B¢ (s. Abschnitt |3.2.2.1)) wurden hier erstmals die Verbrennungseffizienz und
axiale Warmestromverteilung eines pordsen Multiinjektor-Einspritzkopfs bestimmt.
Der porose Einspritzkopf API50-68 ist mit 68 achsparallelen LOX-Injektoren mit
einem Innendurchmesser von 1,5mm und einem Auflendurchmesser von 2,0 mm
ausgestattet. Dieser Injektor wurde auch fiir spatere Versuchsreihen auf der 50 mm-
Ebene verwendet [4H7]. Neben diesem Injektor kam bei diesen Untersuchungen auch
ein poroser Injektor zum Einsatz, der mit einer Kalotten-férmigen Stirnplatte und
68 LOX-Injektoren ausgefithrt wurde. Die LOX-Injektoren wiesen dabei identische
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Abbildung 2.21: Semi-poroser Pentainjektor fiir Brennkammer ,,C* [65]

Abmafle wie bei API50-68 auf, waren aber nicht achsparallel, sondern auf einen
gemeinsamen Fokus ca. 100 mm stromab der Injektionsebene ausgerichtet.

Fiir diese beiden Injektorbauformen konnten die Autoren unkorrigierte Verbren-
nungseffizienzen und Wandwérmestrome ermitteln. Es stellte sich heraus, dass die
Fokusierung der LOX-Strahlen in dem kuppelférmigen Einspritzkopf zu einer stark
reduzierten Verbrennungseffizienz und Wandwirmebelastung fithrt. Durch den Ver-
gleich des Einspritzkopfs API50-68 mit einem Referenz-Koaxialinjektor konnten
dahnlich hohe Verbrennungseffizienzen demonstriert werden. Die Autoren nennen die
erhohte Kontaktfliche der Treibstoffe und die innere Turbulenz der eingespritzten
LOX-Strahlen als die treibenden Faktoren der Treibstoffaufbereitung im Fall eines
pordsen Injektors [43].

Dem Themenkomplex der Auslegung einer pordsen Stirnplatte fiir Brennkammer-
durchmesser von 180 mm haben Konopka et al. beleuchtet [35]. Fiir die Bestimmung
der optimalen Dicke einer pordsen Stirnplatte wurden hier Permeabilitdtskennwerte
des pordsen Materials ermittelt und so die erwarteten Belastungen wéahrend des
Betriebs in Abhéngigkeit von der Materialstérke abgeschétzt. Durch den direkten

Abbildung 2.22: Links: Pordser Pentainjektor [43], rechts: Blick durch den optischen
Zugang auf montierten Einspritzkopf in Brennkammer ,,C* [67]
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Zusammenhang der Stirnplattenstidrke und -permeabilitdt und den Belastungen auf-
grund des Druckverlusts beim Durchstromen der Stirnplatte (s. Abschnitt lasst
sich iterativ eine optimale Stirnplattengeometrie ermitteln. Dies ist insbesondere
fiir eine Skalierung des Einspritzverfahrens auf gréffere Brennkammerdurchmesser
unumganglich.

2.5.4 Treibstoffaufbereitung

Porose Injektoren haben in vorangegangenen Untersuchungen (s. Abschnitt
sehr gute Verbrennungseigenschaften gezeigt. Aufgrund ihres spezifischen Aufbaus
ist es wahrscheinlich, dass sich die Treibstoffaufbereitung in diesem Fall nicht mit fiir
herkémmliche Injektionsverfahren giiltigen Erklarungsanséitzen beschreiben lasst. Im
Folgenden soll eine Hypothese zur Treibstoffaufbereitung in portsen Injektoren auf
der Basis der bisherigen Erkenntnisse présentiert werden.
In Abbildung sind typische Eintrittsgeschwindigkeiten fiir den pordsen Einspritz-
kopf API50-68 aufgetragen. Die dargestellten Geschwindigkeiten ergeben sich bei
einem Diisenhalsdurchmesser von 28 mm (e, = A./A; = 3,2) und einem Mischungs-
verhéltnis von ROF = 5. Die mittlere Eintrittsgeschwindigkeit auf der LOX-Seite
ergibt sich aus der zur Verfiigung stehenden Austrittsfliche und den im Einspritzkopf
gemessenen Werten fiir Sauerstoffmassenstrom, -temperatur und -druck. Der einge-
spritzte fliissige Sauerstoff verhilt sich bei den typischerweise vorliegenden Driicken
und Temperaturen nahezu inkompressibel. Die LOX-Eintrittsgeschwindigkeit verhélt
sich dementsprechend nahezu linear zum LOX-Massenstrom und bei konstantem
Mischungsverhéltnis ebenfalls nahezu linear zum eingestellten Brennkammerdruck.
Sie liegt tiblicherweise zwischen 7 und 28 m/s. Die fiir die Injektion von Hs zur
Verfiigung stehende Fléche ist gegeniiber einem Koaxialinjektor drastisch erhoht.
Zur Abschétzung der mittleren Austrittsgeschwindigkeit wird in erster Naherung die
Gesamtflache der Stirnplatte abziiglich der von LOX-Injektoren und der Ziinderanbin-
dung belegten Fliachen genutzt. Die Geschwindigkeit des austretenden Wasserstoffs
liegt in der GréBenordnung von 5 bis 15m/s und somit um eine GréBenordnung unter
den Eintrittsgeschwindigkeiten bei Koaxialinjektoren. Wasserstoft verhélt sich in den
betrachteten Druck- und Temperaturbereichen wie ein kompressibles Gas. Die Dichte
ist nahezu proportional zum Druck, was zu konstanten Eintrittsgeschwindigkeiten
bei variierendem Brennkammerdruck fiihrt. Die dominierenden Parameter fiir die
Hs-Eintrittsgeschwindigkeit sind die Injektionstemperatur und der Ho-Massenstrom.
In dieser Konfiguration ergeben sich fiir einen Brennkammerdruck von ca. 60 bar
identische Eintrittsgeschwindigkeiten von Treibstoff und Oxidator. Die Weberzahl
We, = pg(ug — ur)®dg/o geht hier gegen Null. Dieser ,Neutralpunkt“, an dem die
Differenzgeschwindigkeiten in der Injektionsebene verschwinden, liegt in diesem Fall
oberhalb des kritischen Punkts von Sauerstoff. Eine Phasengrenzfléche kann zwar
auch bei diesen Bedingungen noch existieren (s. Abschnitt , eine Bestimmung
der wirksamen Oberflaichenspannung o ist jedoch aufgrund der unbekannten Spe-
zieskonzentrationen um den LOX-Strahl herum sehr schwierig. Im unterkritischen
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Abbildung 2.23: Typische Injektionsgeschwindigkeiten fiir einen  pordsen
Einspritzkopf

Bereich bis 50,4 bar lésst sich eine Oberflichenspannung zwischen einem fliissigen
Oo-Kernstrahl und der umgebenden verdampften Os-Atmosphére bestimmen. In
diesem Bereich existiert allerdings auch eine nennenswerte Differenzgeschwindigkeit,
so dass auf den Injektordurchmesser bezogene Weberzahlen in der Gréf8enordnung
von 102 bis 10* auftreten kénnen. Dabei dominiert der Einfluss der stark sinkenden
Oberflichenspannung bei Annéhrung an den kritischen Punkt. Die Weberzahl am
Injektoraustritt erreicht in der Néhe des kritischen Punkts trotz der geringer wer-
denden Differenzgeschwindigkeit ihr Maximum. Bei einer reinen Betrachtung der
gasseitigen Weberzahl und fliissigkeitsseitigen Reynoldszahl lédsst sich der Strahlzerfall
fiir diesen porosen Injektor im unterkritischen Bereich nach Chigier und Reitz [3]
(Abbildung als koaxialer Strahlzerfall im fiber-type mode beschreiben. Diese
Grafik basiert auf der Annahme, dass die Scherkréafte durch eine hohere Gasgeschwin-
digkeit aufgepriagt werden. Fiir den Fall der Koaxialinjektion kommt es dariiber
hinaus zu einer Impulsiibertragung von der Gasstromung in den Fliissigkeitsstrahl,
was den Strahlzerfall unterstiitzt. Im Fall des pordsen Injektors im unterkritischen
Bereich ist die Geschwindigkeit des zentralen Sauerstoffstrahls jedoch grofler als
die des umgebenden Gases, und der Impulsstrom der Gasstromung ist wesentlich
kleiner als der der Fliissigkeitssdule. Durch die sehr niedrigen Eintrittsgeschwindig-
keiten lésst sich dieser Fall besser als eine Injektion eines Fliissigkeitsstrahls in ein
ruhendes Medium anndhern. Der Zerfall eines Fliissigkeitsstrahls bei Injektion in
eine ruhende Gasatmosphére ist von Hoyt und Taylor [23] dokumentiert worden
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Abbildung 2.24: Wasserstrahl in ruhender Gasatmosphire [23]

(Abbildung [2.24)). Eggers und Villermaux [10] geben fiir die Injektion in eine ruhende
Gasatmosphére in Abhéngigkeit von der Weberzahl zwei Beziehungen fiir die liquid
intact core length an (Gl 2.14] und 2.15)). Gleichung [2.14] gibt dabei den Fall einer
sehr niedrigen Eintrittsgeschwindigkeit des LOX wieder, wihrend Gleichung
den Fall hoher Eintrittsgeschwindigkeiten beschreibt. Im letzteren Fall dominiert der
Zerfall aufgrund von Scherkréften, die von der hohen Geschwindigkeit des Fliissig-
keitsstrahls hervorgerufen werden, gegeniiber der reinen kapillaren Instabilitéit des
Fliissigkeitsstrahls. Der Ubergang zwischen diesen beiden Zerfallsformen findet bei
einer Weberzahl in der Groflenordnung des Dichteverhéltnisses von Fliissigkeit zu
Gasatmosphére py/p, statt. Dieses Dichteverhéltnis liegt fiir LOX/H, bei Driicken
von 30 bis 50 bar bei py/p, = 170...105. Bei der Abbildung m zugrundeliegenden
Injektorkonfiguration iiberschreitet die Weberzahl das Dichteverhéltnis pf/p, bei
Brennkammerdriicken zwischen 30 und 40 bar. Oberhalb dieses Brennkammerdrucks
ist davon auszugehen, dass die liquid intact core length durch Scherkréifte bestimmt
wird und sich wie (ps/p,)"/? verhilt (s. G1. [2.15). Diese Betrachtungen legen fiir
pordse Injektoren eine schlechte Zerstaubung und eine grofle liquid intact core length
nahe. Dies passt jedoch nicht zu den beobachteten guten Ausbrandgraden auch bei
geringen Brennkammerldngen. Die Beschreibung der pordsen Injektion als Einsprit-
zung eines Fliissigkeitsstrahls in eine ruhende Gasatmosphére ist demnach fiir den
Heigasfall nicht anwendbar. Es wird angenommen, dass ein anderer Mechanismus
als die primére Zerstdubung durch Scherkréfte am Injektor die Strahlaufbereitung
dominiert.

Im HeiBBgasfall kann die Geschwindigkeit der den Fliissigkeitsstrahl umgebenden
Gasstréomung nicht mehr als klein und unverdnderlich angenommen werden. Durch
die einsetzende Reaktion werden Heiflgase geringer Dichte produziert. Die Annahme
einer unmittelbar am Injektor einsetzenden Reaktion wurde durch die optischen
Untersuchungen des Injektornahbereichs eines porésen Einspritzkopfs (s. Abschnitt
und Abbildung bewiesen. Die Lénge der Bildausschnitte betrigt dabei
100 mm. Der porose Pentainjektor ist am linken Bildrand angedeutet. Die Flamme
ankert fiir alle betrachteten Betriebspunkte direkt am Injektor. Die Reaktion und
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Abbildung 2.25: OH-Aufnahmen eines pordsen Pentainjektors fiir (von oben nach
unten) iiber-, trans- und unterkritische Betriebsbedingungen [43]

Warmefreisetzung beginnt unmittelbar in der Injektionsebene. Die rapide abneh-
mende Dichte der Gasphase, die sich aus Heiligasen und unverbranntem Wasserstoff
zusammensetzt, bedingt eine starke Beschleunigung in axialer Richtung. Mit stei-
gendem Abstand von der Injektionsebene nehmen die Heiflgasgeschwindigkeit und
damit auch der Impulsfluss des Heiflgases zu. Ab einem gewissen Punkt iiberschreitet
dieser Impulsfluss denjenigen des Fliissigkeitsstrahls, und die Richtung des Impuls-
austauschs kehrt sich um. Die Zerstdubung wird derjenigen eines Koaxialinjektors
dghnlicher.

Die Reaktionsrate in unmittelbarer Ndhe der Injektionsebene wird von der Menge
an verdampftem Sauerstoff bestimmt. Diese wiederum héngt von der zur Verfiigung
stehenden Kontaktflache der Treibstoffkomponenten ab. Durch die Gestaltung des
porosen Injektors mit einer Vielzahl kleiner Injektoren wird diese Kontaktfliche im
Vergleich zu klassischen Koaxialinjektoren drastisch erhoht. Diese grofie spezifische
Oberflache erhoht die Reaktionsrate unmittelbar in Injektornihe, die fiir eine rasche
Beschleunigung der Heiflgasstromung notwendig ist.

Neben dem Einfluss der beschleunigten Heilgasstromung auf den priméren Strahl-
zerfall intensiviert sich auch der nachfolgende sekundére Zerfall (Tropfenzerfall, s.
Abschnitt . Durch die schlechten Zerstdaubungseigenschaften in unmittelbarer
Injektorndhe weisen die produzierten Ligamente zunéchst grofliere Abmessungen
auf. Diese groflen Ligamentabmessungen fiithren zu zwei Effekten: Zum einen weisen
diese Ligamente ein schlechtes Folgeverhalten auf, so dass die Beschleunigung der
umgebenden Heiflgasstromung zu einer Erhéhung der Differenzgeschwindigkeit und
damit der Weberzahl am Tropfen fithrt. Zum anderen geht der effektive Durchmesser
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eines Ligaments auch direkt in die Weberzahl ein. Die kritische Tropfenweberzahl
(s. Abschnitt wird schneller erreicht. Durch den weiteren Zerfall eines abge-
scherten Ligaments vergrofliert sich die fiir die Verdampfung zur Verfiigung stehende

Kontaktfliche und die Heilgasstromung wird weiter beschleunigt.

Mit sinkendem Tropfendurchmesser schwécht sich dieser Mechanismus wieder ab. Das
Folgevermogen der verdampfenden Tropfen wird besser, und die Differenzgeschwin-
digkeit von Heilgas und Tropfen sinkt. Die Tropfen erreichen bei Unterschreiten
der kritischen Weberzahl einen stabilen Zustand. Von diesem Zeitpunkt an wird der
Tropfendurchmesser allein von der Verdampfung kontrolliert. Wéahrend all dieser
Zerfallsvorginge wird die jeweilige LOX-Struktur von einer Flamme umgeben, die
fiir eine Aufheizung des Sauerstoffs sorgt. Im unterkritischen Fall wird dadurch die
notwendige Verdampfungsenthalpie bereitgestellt. Im iiberkritischen Fall fithrt der
Wirmetransport in den Tropfen dazu, dass der mit Temperaturen unterhalb der
kritischen Mischungslinie eingespritzte LOX sich soweit erwdrmt, dass die Phasen-
grenzfliche verschwindet (s. Abschnitt [2.3.1).

Die Treibstoffaufbereitung lasst sich fiir einen pordsen Injektor grob in drei Zonen
einteilen, wie in Abbildung schematisch dargestellt ist. Unmittelbar stromab
des Injektors dominieren Verdampfung und der primére Strahlzerfall (Bereich I).
Weiter stromab kontrollieren der Mechanismus des sekundéren Strahlzerfalls und die
Verdampfung den Treibstoffumsatz (Bereich II). In diesem Bereich findet der groBte
Umsatz statt. Sobald die Tropfengrofie zu klein geworden ist, um einen weiteren
Zerfall durch Scherkréfte zu ermoglichen, kontrolliert einzig die Verdampfung die
Reaktionsraten (Bereich IIT). In Abbildung ist zu erkennen, dass die Hauptver-
brennungszone erst rund 15 mm stromab des Injektors beginnt. Ab diesem Punkt
nimmt die OH-Intensitét stark zu, was gleichbedeutend mit einer stark erhéhten
Reaktionsrate ist. Dieser Zuwachs markiert den Ubergang vom ersten zum zweiten
Zerfallsbereich fiir einen porosen Injektor.

Die Treibstoffaufbereitung basiert bei diesem Konzept wie bei einem Koaxialinjektor
auf der Zerstdubung durch Scherkrifte. Allerdings werden diese hohen Scherkrifte
nicht kontrolliert direkt am Injektor aufgebracht, wie es bei einem Koaxialinjek-
tor geschieht. Die grolen Weberzahlen am Injektoraustritt eines Koaxialinjektors
werden mit hohen Wasserstoffeintrittsgeschwindigkeiten und damit auch entsprechen-
den hohen Druckverlusten erkauft. Ein pordser Injektor verzichtet auf diese hohen
Injektor-induzierten Weberzahlen und nutzt das sich einstellende Strémungsfeld in
der Brennkammer zur Erzeugung der notwendigen Scherkréfte. Dieser Mechanismus
wiirde die beobachtete gute Verbrennungseffizienz erklidren. Die stark vergroflerte
Kontaktflache der Treibstoffe in der Injektionsebene begiinstigt dabei die notwendige
anfangliche Beschleunigung der Heiflgasstrémung. Diese vergrofierte Kontaktflache
geht dabei aber nicht mit stark erhohten Fertigungskosten einher (s. Abschnitt [2.5.2).
Die Grofenordnung der maximalen Differenzgeschwindigkeit an einer einzelnen LOX-
Struktur wird von der Injektionsgeschwindigkeit des Sauerstoffs und der maximalen
sich einstellenden Heiflgasgeschwindigkeit definiert. Letztere ist durch das Kontrakti-
onsverhéltnis des Brennraums festgelegt.

Die Beschleunigung der Heifigasstromung geht mit einem Druckabfall in axialer Rich-
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I II III

——  Primérer Strahlzerfall

—— Sekundérer Strahlzerfall

——  Verdampfung

Bedeutung fiir die
Treibstoffautbereitung
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Axiale Position stromab der Injektorebene

Abbildung 2.26: Qualitativer Verlauf der Einfliisse von primédrem und sekundérem
Strahlzerfall sowie der Verdampfung auf die Treibstoffaufbereitung

tung einher. Es bildet sich ein charakteristischer Wanddruckverlauf heraus. Dabei
markiert die Position des stiarksten Druckgradienten den vom sekundéren Strahlzerfall
dominierten Bereich, in dem der stédrkste Treibstoffumsatz geschieht. Im Rahmen
dieser Arbeit sollen Druckprofile fiir verschiedene Injektor- und Brennkammerkonfigu-
rationen und fiir unterschiedliche Betriebsbereiche ermittelt werden. Sie liefern einen
Hinweis auf die rdumliche Ausdehnung des fiir eine nahezu vollstéindige Reaktion
notwendigen Brennkammervolumens.

2.5.5 Injektordurchstromung

Fiir die Auslegung eines porosen Injektors nach der in Abschnitt beschriebenen
API-Bauweise sind die sich einstellenden Druckverluste von Interesse. Auf der Oxi-
datorseite wird LOX durch eine Vielzahl kleiner Injektorréhrchen eingespritzt. Ein
géangiger Injektorinnendurchmesser von 1,5 mm und eine Injektorlange von 45 mm
resultieren in einem L/d-Verhéltnis von 30. Bei diesem Wert kann erst am Injek-
toraustritt von einem voll ausgebildeten Geschwindigkeitsprofil ausgegangen werden.
Der Druckverlust, der sich beim Durchstromen eines solchen Rohrchens ergibt, lédsst
sich mit géngigen Berechnungsvorschriften zur Rohrdurchstromung ermitteln. Dieser
Druckverlust reicht meist nicht aus, um eine akustische Entkopplung von Treib-
stoffversorgung und Brennraum sicherzustellen. Daher wird am Injektoreintritt eine
Platte mit Drosselbohrungen fiir jeden einzelnen Injektor installiert. Uber die MaBe
dieser Drosselbohrungen lédsst sich der sauerstoffseitige Druckverlust einstellen.

Auf der Treibstoffseite wird der Druckverlust von der Materialstérke und den Perme-
abilitdtscharakteristika des porosen Stirnplattenmaterials bestimmt. Zum einen ist
dies die Porositat, die als der Quotient des Hohl- zum Gesamtvolumen eines pordsen
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Korpers definiert ist.

. Vo
‘/ges

Dabei ist fiir die Durchstromung eines pordsen Materials lediglich die offene und
nicht die gesamte Porositdt von Interesse. Zur Behandlung der Stromungsphénomene
in einem pordsen Medium wird die Darcy-Geschwindigkeit v herangezogen:

(2.32)

my Vi
v—su—pfA— i (2.33)
mit u als der tatsdchlichen mittleren Geschwindigkeit des Fluids in einer Pore. Nach
Darcy lasst sich die Druckdifferenz iiber ein poroses Medium wie folgt schreiben
[64]:

dp ny

il (2.34)
Diese Gleichung ist nur fiir Stromungen giiltig, fiir die Re < 1 gilt. Fiir die Anwendung
im Rahmen eines Einspritzkopfs ist diese Annahme jedoch nicht zutreffend, da die auf
die Porengrofie bezogene Reynoldszahl um Gréflenordnungen iiber 1 liegt. Um den
Einfluss der Trégheitskréifte in die Gleichung zu integrieren, wird ein Tragheitsterm
hinzugefiigt. Die resultierende Gleichung wird auch Forchheimer-Gleichung
genannt [18§]:

d

£ = %U — %UQ (2.35)
Die Faktoren o und [ sind materialabhéngig und miissen experimentell ermittelt
werden. Sie liegen z. B. fiir Sinterbronze im Grofienordnungsbereich von 10719 m?
bzw. 107° m. Sie stellen fiir die Bestimmung des Druckverlustes die entscheidenden
Parameter dar. Neben der experimentellen Bestimmung des Trégheits-Permeabilitéts-
koeffizienten [ existieren Beziehungen, die diesen Parameter als eine Funktion des
Darcy-Parameters o und einer weiteren porositédtsabhéngigen Konstante beschreiben.
Die sich einstellenden Druckverluste iiber eine pordse Stirnplatte liegen je nach Dicke
und Eintrittstemperatur des Hy in der Grolenordnung von 1 bis 10 % des Brennkam-
merdrucks und damit weit unter géngigen Druckverlustwerten fiir Koaxialinjektoren,
die im Bereich > 10% vom Brennkammerdruck betrieben werden [26]. Fiir eine
ausreichende akustische Entkopplung der Brennraumprozesse von der Treibstoftver-
sorgung hat sich der sauerstoffseitige Druckverlust als entscheidend herausgestellt.
Ein negativer Einfluss des niedrigen wasserstoffseitigen Druckverlustes konnte nicht
beobachtet werden.
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3 Experimenteller Aufbau

3.1 Forschungspriifstand P8

Abbildung 3.1: Européischer Forschungs- und Entwicklungspriifstand P8

Alle im Rahmen dieser Arbeit erfolgten Versuchskampagnen wurden am Européi-
schen Forschungs- und Entwicklungspriifstand P8 in Lampoldshausen durchgefiihrt
[37]. Dieser Priifstand wird von dem DLR, dem Triebwerkhersteller Snecma, der
franzosischen Raumfahrtagentur CNES und EADS Astrium gemeinschaftlich genutzt.
Dabei ist das DLR Lampoldshausen fiir den Betrieb verantwortlich. Der Priifstand
bietet zwei nahezu identische Testzellen fiir Versuche zur Hochdruckverbrennung in
LOX/Hy-Raketenbrennkammern. Eine schematische Ansicht der Fluidversorgung ist
in Abbildung dargestellt. Als Versuchsmedien stehen GH,, LHy sowie LOX zur
Verfiigung. Die Bedriickung der Versuchsmedien erfolgt iiber eine Stickstoffversor-
gung bei 600 bar, der Priifstand wird im Blow-down-Modus betrieben. Zur Kiihlung
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/\/\/\/ TESTCELL 1 v\/\/\

DIAGNOSTIC
ROOM 1

DIAGNOSTIC
ROOM 2

DIAGNOSTIC
ROOM 3

DIAGNOSTIC
ROOM 4

TEST CELL 2

Abbildung 3.2: Aufbau und Fluidversorgung des Priifstands P8

der Versuchsbrennkammern wird ein Wasserkithlmassenstrom von maximal 50 kg/s
verwendet.

Die moglichen Betriebsbereiche im Hinblick auf Druck, Temperatur und Massenstrom
der verwendeten Medien am Interface zwischen Priifstand und Versuchshardware sind
in Tabelle [3.1] zusammengefasst. Die genannten Massenstrome stellen den dufieren
Rand des Betriebsbereichs dar. Fiir besonders hohe und niedrige Massenstrome
konnen die Interfacedriicke und -temperaturen nicht mehr vollstdndig unabhéngig
eingestellt werden.

Die spezifizierten Ungenauigkeiten der Massenstromversorgung am P8 werden eben-
falls in Tabelle [3.1] aufgefiihrt. Die maximalen Fehler im Mischungsverhéltnis errech-
nen sich aus den jeweiligen maximalen Abweichungen in der LOX- bzw. Hy-Versorgung.
Die genannten Werte gehen direkt in die Fehlerabschitzung der Verbrennungseffizienz
ein (s. Kapitel 3.4.1.7)). Im Falle der LOX-Versorgung kommt die Problematik der
Verunreinigung des Sauerstoffs mit dem Stickstoff aus dem Bedriickungssystem hinzu.
Der Einfluss der Stickstoffbedriickung auf die LOX-Massenstrommessung wird in
Abschnitt diskutiert.

Der Priifstand P8 wird in regelméfligen Abstdnden umfangreichen Wartungsmafinah-
men unterzogen, die u. a. auch das Versorgungssystem betreffen. Es wurde daher
angestrebt, nach Mdéglichkeit nur Messergebnisse innerhalb einer Testkampagne direkt
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miteinander zu vergleichen. Dies erhoht die Aussagekraft der gewonnenen Ergebnisse
mafgeblich.

LOX GH, LH, H,O

Druck / bar 360 360 360 200
Massenstrom / [%} 0,2...11 0,05...1,5 0,2...1,0 5...50
Temperaturbereich / K 100...160 100...150 oder 290 40...60 290
LOX GH,/ LH, ROF H>O

Maximale Abweichung / % 0,9 1,6 3,6 1,7
Minimale Abweichung / % -0,7 -1,8 -2,7 -1,7

Tabelle 3.1: Betriebsbereich des Priifstands P8 (Stoffdaten am Interface zum Trieb-
werk) und Fehlerbereiche der Massenstromversorgung

3.2 Versuchshardware

Im Folgenden werden die verwendeten Brennkammern und Einspritzkopfkonfigu-
rationen vorgestellt und die verwendete Messtechnik kurz erlautert. Zur besseren
Ubersicht werden die getesteten Einspritzkopf- und Brennkammerkombinationen im
Anschluss an die Beschreibung der einzelnen Brennkammerkonfigurationen in Tabelle
zusammengefasst.

3.2.1 Prinzipien der Pattern-Auslegung poréser
API-Einspritzkopfe

Um eine moglichst hohe Verbrennungseffizienz zu erzielen, wird bei der Auslegung
von Einspritzkopfen eine weitgehend homogene Verteilung des Treibstoffmischungs-
verhéltnisses ROF angestrebt. Eine ungleichméfige Verteilung des Mischungsverhélt-
nisses nahe am Injektor wird weiter stromab kaum ausgeglichen. Im Anschluss an
die Hauptreaktionszone in einer Raketenbrennkammer ist die radiale Geschwindig-
keitskomponente der Heiflgasstromung vernachléssigbar klein gegeniiber der axialen
Geschwindigkeitskomponente. Es kommt nur noch zu einem vernachléssigharen Quer-
austausch der Treibstofftkomponenten durch turbulente Mischung [70]. Die Verteilung
der Mischungsverhéltnisse der einzelnen Stromrohren variiert kaum noch. Daher wei-
chen die Heiflgaseigenschaften bei einer nicht-idealen Vermischung der Treibstoffe am
Injektor und in der Hauptreaktionszone von denen im idealen Gleichgewichtsfall fiir
das gegebene globale Mischungsverhéltnis der Brennkammer ab. Diese Abweichungen
dufern sich in einer verringerten Verbrennungseffizienz.

Bei konventionellen koaxialen Einspritzelementen wird das Mischungsverhéltnis an
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einem einzelnen Injektor von den jeweiligen Treibstoffmassenstromen bestimmt. Bei
einem ausreichenden Druckverlust am Injektorelement kann eine gleichméfige Ver-
teilung des Gesamtmassenstroms auf die einzelnen Injektorelemente sichergestellt
werden. Im Falle eines pordsen Injektors existiert mit der portsen Stirnplatte nur
ein einziges wasserstoffseitiges Injektorelement. Auf der Sauerstoffseite kommt eine
Vielzahl von LOX-Injektorelementen zum Einsatz. Das lokale Mischungsverhalt-
nis einer Stromrohre um einen solchen LOX-Injektor herum lédsst sich nicht mehr
durch ein einfaches Aufteilen des Hy-Gesamtmassenstroms auf die Anzahl der LOX-
Injektoren bestimmen. Stattdessen muss fiir jeden LOX-Injektor derjenige Anteil
an der Gesamteintrittsfliche des Wasserstoffs ermittelt werden, der diesem LOX-
Injektor zugerechnet werden kann. Die Verteilung des Sauerstoffs auf die einzelnen
Injektorrohrchen kann aufgrund der Verwendung von vorgeschalteten Drosselplatten
als konstant angesehen werden. Unter der Annahme, dass der Wasserstoff gleichmé-
Big iiber die portse Stirnplatte in den Brennraum eintritt, ergeben sich der lokale
Hy-Massenstrom und das lokale Mischungsverhéltnis zu:

. Ho,i .

S e 3.1
my,, AH%geS M H,,g ( )
ROF, = — "2 (3.2)

1105, ges / Ninj

Die Wasserstoffeintrittsflache einer einzelnen Stromrshre Ay, ; ist dabei diejenige
Flédche, die ndher an dem ¢-ten LOX-Injektor als an jedem anderen Injektor liegt.
Die Ermittlung solcher Einflusszonen geschieht {iber ein zweidimensionales Voronoi-
Diagramm (s. Abbildung [3.3) [71]. Ein Voronoi-Diagramm unterteilt die Fldche
zwischen einer Anzahl von Punkten in eine gleiche Anzahl an Einflusszonen, den
Voronoi-Regionen. Der Fldcheninhalt einer solchen Voronoi-Region abziiglich der
von dem eigentlichen LOX-Injektor eingenommen Fléche liefert die gesuchte zur
Verfiigung stehende Eintrittsfliche Agy, ;:

m
AHQ,Z' = AVor,i - Zd%0X7i (33)

Die resultierende fiir den Wasserstoff zur Verfiigung stehende Eintrittsflache ist
in Abbildung rot schraffiert dargestellt. Die Streuung in der ROF-Verteilung
zwischen den einzelnen Stromrohren lédsst sich durch die Standardabweichung der
lokalen ROF-Werte beschreiben:

NInj

o - 1 ROE - ROFglobal ?
ror = NInj i—1 ROFglobal

(3.4)

Der Faktor 1/Np,; in Gl beriicksichtigt die Anzahl der verwendeten LOX-
Injektoren. Bei einer groflen Anzahl an LOX-Injektoren wird das Pattern enger und
die maximale Distanz zwischen dem eingespritzten Wasserstoff und der Flammenzone
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Abbildung 3.3: Schematische Darstellung der Eintrittsflichenbestimmung mittels

eines Voronoi-Diagramms

um den LOX-Injektor herum wird kleiner. Diese Distanz muss durch Mischungs-
und Diffusionsprozesse iiberbriickt werden. Ein kleinerer Injektor/Injektor-Abstand
beschleunigt diesen Queraustausch durch Reduktion der charakteristischen Weglinge.
Es ist daher fiir Injektorkonfigurationen mit einem kleineren Wert von ogror mit einem
schnelleren Einsetzen der Energiefreisetzung und einer hoheren Verbrennungseffizienz

zu rechnen.

Fiir die Einspritzkopfkonfigurationen, die im Rahmen dieser Arbeit neu konstruiert
wurden, kam ein spezielles Verfahren zur Ermittlung des Musters der LOX-Injektoren

45,
40/

350 < o9 0O—

30}
5 M ¢

Abbildung 3.4: Aufbau eines 60°-Ausschnitts eines LOX-Injektorpatterns fiir einen

API-Einspritzkopf mit 168 LOX-Injektoren
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zum Einsatz. Gefordert werden zum einen eine moglichst geringe Abweichung der
lokalen Mischungsverhéltnisse der resultierenden Stromréhren vom globalen Brenn-
kammermischungsverhéltnis und zum anderen eine moglichst gleichférmige Wandwér-
mestrombelastung. Die erste Anforderung lisst sich mit einer hexagonalen Verteilung
der LOX-Injektoren erreichen. Ein hexagonales Muster bietet eine optimale Fl&-
chenausnutzung der zur Verfiigung stehenden Stirnplattenfliche. Bei einer einfachen
Erweiterung eines solchen hexagonalen Musters entstehen im Randbereich der runden
Stirnflache Fehlstellen, die zu einer ungleichféormigen Wandwérmestrombelastung
fithren. Der duflerste Ring der LOX-Injektoren sollte einen exakten Kreis bilden, so
dass der Abstand der duflersten Injektoren zur Brennkammerwand iiber den gesamten
Umfang konstant ist. Das fiir die Auslegung verwendete Verfahren sorgt dafiir, dass
der Ubergang von einem hexagonalen Muster in der Nihe der Brennkammerachse auf
einen Kreis an der Brennkammerwand nicht abrupt erfolgt, sondern als ein flieBender
Prozess. Der innerste Injektorring im Zentralbereich der Brennkammer weist ein rein
hexagonales Muster auf. In Richtung Brennkammerwand wird jeder nachfolgende
Injektorring weiter an eine Kreisform angenédhert. In Abbildung ist ein Ausschnitt
einer solchen LOX-Injektorverteilung dargestellt. Die blauen Linien verdeutlichen
den schrittweisen Ubergang des hexagonalen Musters zu einem Kreisring.

3.2.2 Brennkammerdurchmesser 50 mm

Ein Grofiteil der Versuche zur pordsen Injektion auf Multiinjektorebene wurde mit
Sub-Scale-Brennkammern mit einem Innendurchmesser von 50 mm durchgefiihrt.
Die verwendeten Einspritzkopfe und Brennkammerkomponenten kénnen je nach
Versuchsziel miteinander kombiniert werden. So ldsst sich zwischen einzelnen Ver-
suchen z.B. die Brennkammerldnge leicht durch Hinzufiigen oder Entfernen von
Brennkammersegmenten &ndern, oder es kann die Brennkammermachzahl durch
Anderungen des Kontraktionsverhiltnisses eingestellt werden.

3.2.2.1 Brennkammerkonfigurationen

Fiir die Untersuchungen auf der 50 mm-Skala kamen die Versuchsbrennkammern
Modell ,,B* und Modell ,E“ zum Einsatz. Das Interface dieser beiden Versuchsbrenn-
kammern ist identisch, so dass Komponenten, die den einzelnen Brennkammern
zugeordnet sind, mit geringem Aufwand miteinander kombiniert werden kénnen. Die
Variabilitdat dieses Brennkammerdesigns ermdoglicht umfangreiche Parameterstudien
bei sehr geringem Ressourceneinsatz. Brennkammer ,B“ (BK-B) ist eine in Segment-
bauweise ausgefiihrte Versuchsbrennkammer, die aus einer variablen Anzahl von
50mm langen, zylindrischen Segmenten mit einem Innendurchmesser von 50 mm
und einem Diisensegment mit wechselbarer Diisenhalskontur besteht. Daneben steht
auch ein 100 mm langes Messsegment fiir eine hochauflosende Messung des axialen
Druckverlaufs in der Brennkammer zur Verfiigung. Brennkammer ,E“ (BK-E) besteht

o8



3.2 Versuchshardware

Abbildung 3.5: Links: API-Referenzinjektor mit 68 LOX-Injektoren mit 1,5 mm In-
nendurchmesser, rechts: schematische Ansicht der DLR Forschungs-
brennkammer Modell ,B* in der Konfiguration API-50-1

aus einem 250 mm langem Segment und einem separaten Diisensegment. Die Seg-
mente beider Versuchsbrennkammern sind nach einem dhnlichen Muster aufgebaut.
Ein innerer Mantel aus einer Kupferlegierung (CuCrZr) nimmt die entstehenden
Wirmestrome iiber langs angeordnete Kiihlkanile auf. Als Verteiler fiir das Kiihlfluid
dient ein umgebender Sammler aus Edelstahl.

Neben den aktiv gekiihlten Segmenten kénnen an thermisch gering belasteten Po-
sitionen auch ungekiihlte Kupfersegmente verwendet werden. Fiir die Ermittlung
dynamischer Driicke an mehreren Positionen in Umfangsrichtung wurde in den
meisten Konfigurationen ein ungekiihlter Messring unmittelbar stromab der Injekti-
onsebene platziert.

Grundlegende Untersuchungen wurden mit der Brennkammerkonfiguration API-50-1
durchgefiihrt. Diese Konfiguration ist in Abbildung [3.5] dargestellt. Dazu gehorten Pa-
rameterstudien beziiglich Brennkammerdruck und Mischungsverhéltnis. Der 300 mm
lange zylindrische Brennkammerteil dieser Konfiguration besteht aus einzelnen 50 mm-
Segmenten und dem 100 mm langen Messsegment. Das Diisensegment weist einen
Halsdurchmesser von 28 mm auf. Durch die modulare Bauweise kann die Position
des Messsegments variiert werden, um den Bereich des maximalen Druckgradienten
in der Brennkammer optimal aufzultsen.

Zur Untersuchung des Einflusses der Brennkammermachzahl dienten die Konfigura-
tionen API-50-2 bis API-50-5. Die Brennkammermachzahl wird durch das Kontrakti-
onsverhéltnis der verwendeten Diisen bestimmt. Die verwendeten Kontraktionsver-
héltnisse variieren dabei zwischen 3,19 und 2,0. Diese Brennkammerkonfigurationen
sind so aufeinander abgestimmt, dass durch eine variable Lénge des zylindrischen
Brennkammerteils auch bei unterschiedlichen Diisenhalsdurchmessern eine @hnliche
charakteristische Brennkammerldnge L* gewahrleistet ist. Somit kann ein Einfluss der
Aufenthaltszeit im Brennraum bei diesen Untersuchungen gering gehalten werden.
Bei diesen drei Konfigurationen wird ebenfalls das 100 mm-Messsegment verwendet
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und unmittelbar stromab des Einspritzkopfes und eines ungekiihlten HF-Messrings
positioniert.

Die Konfigurationen API-50-6 und API-50-7 wurden zur Untersuchung des Einflusses
des LOX-Strahldurchmessers genutzt. Sie bestehen jeweils aus dem 250 mm langen
zylindrischem Brennkammersegment (BK-E) und einer Diise mit einem Halsdurch-
messer von 28 mm. Auch bei diesen Konfigurationen wird unmittelbar stromab des
Einspritzkopfes ein HF-Messring eingesetzt.

3.2.2.2 Einspritzkopfe

Als Referenzeinspritzkopfkonfiguration fiir weitere Untersuchungen dient der in Ab-
bildung dargestellte porose Einspritzkopf. Mit diesem Einspritzkopf wurde die
Mehrzahl der Untersuchungen durchgefiihrt (Konfigurationen API-50-1 bis API-50-5).
Er besteht aus 68 Rohrchen mit 1,5 mm und 2,0 mm Innen- bzw. Aulendurchmesser
fiir die Einspritzung des fliissigen Sauerstoffs und einer porésen Stirnplatte fiir die
Wasserstoffeinspritzung. Als Material fiir die portse Stirnplatte kommt Sinterbron-
ze zum Einsatz. Dieses Material mit einer offenen Porositdt von 42 % besteht aus
einzelnen Bronzekiigelchen (CuSnll), die durch einen isostatischen Sinterprozess
stoffschliissig verbunden werden. Zur Ziindung dient bei allen hier beschriebenen Ein-
spritzkopfkonfigurationen (50 mm- und 80 mm-Skala) ein mit GOX/GHz betriebener
Fackelziinder. Die Ziindflamme wird iiber ein Ziinderrohr mit 4 mm Innendurchmesser
durch den Einspritzkopf entlang der Brennkammerachse in den Brennraum geleitet.
Zur Charakterisierung des Einflusses des LOX-Strahldurchmessers stehen zwei weitere
porose Einspritzkopfe zur Verfiigung. Abbildung zeigt Frontalansichten der Injek-
toren API50-126 (obere Reihe) und API50-36 (untere Reihe). Diese Injektoren sind
mit 126 (Innendurchmesser: 1,1 mm) bzw. 36 LOX-Injektorrohrchen (Innendurchmes-
ser: 2,0mm) ausgefiihrt. Die Anzahl und der Innendurchmesser der LOX-Injektoren
ergeben fiir beide Injektoren eine Gesamteintrittsfliche des Sauerstoffs, die nahe-
zu der der Basiskonfiguration API50-68 entspricht. Damit ist gewéhrleistet, dass
identische Betriebsbedingungen fiir alle beschriebenen Einspritzkoépfe zu &hnlichen
Eintrittsgeschwindigkeiten der Treibstoffe fithren. Die Léange der LOX-Injektoren
ist fiir alle Konfigurationen identisch. Die auf den LOX-Stahldurchmesser bezogene
dimensionslose Lénge variiert zwischen 22,5 und 40,1. Die Injektordimensionen und
andere relevante Kenngroflen aller verwendeten Einspritzkopfe auf der 50 mm-Skala
sind in Tabelle [3.2| aufgefiihrt.

In der rechten Spalte von Abbildung[3.6)sind die ROF-Verteilungen fiir die untersuch-
ten Einspritzkopfkonfigurationen auf der 50 mm-Skala dargestellt. Die urspriingliche
Einspritzkopfkonfiguration API50-68 basiert auf einem schachbrettartigen Muster der
LOX-Injektoren, das an die runden Begrenzungen durch die Brennkammerwand und
den zentralen Ziinder angepasst wurde. Diese Verzerrungen fithren zu einer leichten
Inhomogenitét in der Verteilung des Mischungsverhéltnisses iiber den Brennkammer-
querschnitt. Fiir die Einspritzkopfkonfigurationen API50-126 und API50-36 wurde
ein neues Verfahren zur Ermittlung des Musters der LOX-Injektoren verwendet (s.
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Abbildung 3.6: Ansichten und ROF-Verteilungen der portsen Einspritzkopfe auf
50 mm-Skala. Oben: API50-126, Mitte: API50-68, unten: API50-36
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API50 API50 API50
-68 -126 -36

Anzahl LOX-Injektoren Np,ox 68 126 36
LOX-Strahldurchmesser dj,ox (mm) 1,5 1,1 2,0
LOX-Eintrittsfliche relativ zu API50-68 (%) 100 99,7 94,1
Summe der LOX-Strahlumfinge relativ zu 100 135,9 70,6
API50-68 (%)
LOX-Post Wandstéirke t1,0x (mm) 0,25 0,25 0,3
LOX-Post Lange / drox 30 40,1 22,5
Stirnplattenstérke spp (mm) 10 12 12
Minimale ROF-Abweichung (%) -29.9 -11,4 -5
Maximale ROF-Abweichung (%) 15,8 8 3,9
ROF-Inhomogenitit oror 0,1842 0,1019 0,1711

Tabelle 3.2: Injektordimensionen der 50 mm-Einspritzkopfe

Abschnitt [3.2.1). Die resultierenden ROF-Verteilungen (Abbildung [3.6 oben rechts
und unten rechts) sind homogener als das der urspriinglichen Konfiguration API50-68.
Die ermittelten lokalen Mischungsverhéltnisse fiir diese drei Injektoren sind auch in
Abbildung dargestellt. Die jeweiligen maximalen und minimalen Abweichungen
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Abbildung 3.7: Verteilung des lokalen Mischungsverhéltnisses iiber den Radius fiir
alle API50-Einspritzkopfe
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einzelner Injektoren werden durch Strichlinien angedeutet und sind auch in Tabelle
aufgefiihrt.

Die ermittelten Standardabweichungen fiir die drei betrachteten Injektorkonfigu-
rationen sind ebenfalls in Tabelle [3.2] aufgelistet. Den bei weitem geringsten Wert
der Standardabweichung weist dabei die Injektorvariante API50-126 auf. Die Ein-
spritzkopfe API50-68 und API50-36 liegen in einem &hnlichen Bereich. Trotz der
geringeren Anzahl an Injektoren ist die Inhomogenitéit des API50-36-Einspritzkopfes
aufgrund der verbesserten Auslegungsmethodik geringer als die des urspriinglichen
Musters API50-68.

3.2.3 Brennkammerdurchmesser 80 mm

Flankierend zu den Versuchsreihen auf der 50 mm-Skala wurden ebenfalls Untersu-
chungen mit Brennkammern mit einem Innendurchmesser von 80 mm durchgefiihrt.
Die Verwendung von Brennkammern mit einem erhéhten Innendurchmesser ermog-
licht es, belastbarere Aussagen zum Auftreten von hochfrequenten Brennkammerinsta-
bilitdten zu treffen. Die erste transversale Mode ist die wahrscheinlichste Mode einer
hochfrequenten Instabilitit in einer Raketenbrennkammer. Fiir gingige Gaszusam-
mensetzungen ergibt sich ihre Frequenz zu ca. 11 kHz im Gegensatz zu 19 kHz im Fall
einer 50 mm-Brennkammer. Die Verringerung dieser charakteristischen Frequenz be-
giinstigt die Anregung dieser Brennkammerinstabilitdt und ermoglicht es so, kritische
Betriebszustédnde zu ermitteln. Die Verwendung von grofleren Brennkammerdurch-
messern erfordert bei d&hnlichen Kontraktionsverhéltnissen und Brennkammerdriicken
wie bei den 50 mm-Versuchen einen entsprechend hoheren Treibstoffmassenstrom.
Dies wirkt sich negativ auf die maximal zu erzielende Testdauer und -kadenz pro
Versuchstag aus.

3.2.3.1 Brennkammerkonfigurationen

Fiir die Untersuchungen bei Hauptbrennkammer-typischen Betriebsbedingungen auf
der 80 mm-Skala wurde die Modellbrennkammer ,,D“ in verschiedenen Konfiguratio-
nen eingesetzt. Ahnlich wie die zuvor beschriebenen Forschungsbrennkammern ,, B¢
und ,, E“ ist Brennkammer ,,D“ modular aufgebaut. Die hauptséchlich verwendeten
Standard-Brennkammersegmente sind jeweils 200 mm lang und weisen Langskanéle
zur Kiihlung auf. Die Segmente sind fiir eine Kiithlung mit Wasserstoff ausgelegt,
lassen sich aber auch als wassergekiihlte Segmente betreiben. Die in dieser Arbeit
beschriebenen Versuche wurden mit Wasserkiihlung durchgefiihrt. Neben diesen
Hauptsegmenten kamen auch kiirzere (50 mm) Segmente zum Einsatz. Das Diisen-
segment wies bei allen Versuchen mit Brennkammer ,D“ einen Halsdurchmesser
von 50 mm auf, was einem Kontraktionsverhéltnis von € = 2,56 entspricht. Diese
Brennkammer wurde u. a. von Suslov et. al. beschrieben [6§]. Fiir die Konfigurationen
Koax-80-1 und API-80-1 (s. Tabelle wurden zwei Standardsegmente und ein
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Abbildung 3.8: Links: schematische Ansicht der Brennkammer Modell ,,D“ mit dem
Einspritzkopf API80-168 V2 in der Konfiguration API-80-3, rechts:

schematische Ansicht der Brennkammer Modell ,I¢ (Konfiguration
API-80-4)

HF-Messring verwendet, die Gesamtléange des zylindrischen Teils der Brennkammer
betrug 418 mm und die charakteristische Brennkammerldnge L* 1126 mm. Die Kon-
figurationen API-80-2 und API-80-3 bestanden aus (vom Einspritzkopf stromab):
1) einem HF-Messring (API-80-3) bzw. einem Bafflesegment mit integrierter HF-
Messtechnik (API-80-2), einem 50 mm-Segment, einem 200 mm-Standardsegment und
einem weiteren 50 mm-Segment (dargestellt in Abbildung. Die resultierende zylin-
drische Brennkammerldnge war in beiden Féllen 318 mm mit einer charakteristischen
Brennkammerldnge von 870 mm. Die Auslegung der Brennkammer ,D* konzentrierte
sich auf eine Charakterisierung der Wandwérmelasten in Umfangsrichtung. Eine
hochauflésende Bestimmung des axialen Druckprofils (s. Abschnitt ist mit
dieser Brennkammer nicht moglich, weswegen fiir dieses Untersuchungsziel auf die
50 mm-Brennkammern (s. Abschnitt zuriickgegriffen wurde. Eine Bewertung
der Verbrennungseffizienz und der Verbrennungsrauigkeit ist jedoch moglich. Fiir
die Bestimmung der Verbrennungseffizienz dienten entweder zwei Drucksensoren bei
x = 318 mm (Konfigurationen Koax-80-1 und API-80-1) oder ein Drucksensor bei
x = 307 mm (Konfigurationen API-80-2 und API-80-3).

Zur Unterdriickung von Instabilitéten beim Betrieb des Injektormusters API80-168
V1 (s. Abschnitt wurde ein wasserstoffgekiihltes Baffle entworfen, das in
Konfiguration API-80-2 den HF-Messring ersetzt. Die Aufgabe des Baffles besteht
darin, zum einen die akustischen Eigenschaften im injektornahen Bereich so zu
verdndern, dass die Verbrennung nicht mit den akustischen Moden interagieren kann,
und zum anderen einer eventuellen Druckoszillation durch Reibungsverluste Energie
zu entziehen. Diese Verluste entstehen dabei durch Wirbelbildung an den Kanten des
Baffles. Der Einsatz von Baffles zur Sicherstellung der dynamischen Stabilitét ist von
vielen Triebwerken bekannt. Das bekannteste Baffle-Design ist sicherlich das Baffle
des F-1-Triebwerks. Neben der tangentialen Anordnung der Bafflefliigel ist auch die
Lénge der einzelnen Fliigel entscheidend. Die Wirksamkeit der gesamten Anordnung
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héngt stark davon ab, ob ein ausreichend grofler Teil der Warmefreisetzung — und
damit der mdéglichen Interaktion mit den Eigenmoden der Brennkammer — in dem
von dem Baffle abgedeckten Brennkammerbereich stattfindet. Hinweise zur geeig-
neten Auslegung eines Baffles finden sich im NASA Report SP-8113 [8]. Wahrend
der Versuche mit dem Injektormuster API80-168 V1 wurde wéhrend der instabilen
Betriebszustande eine Konzentration der akustischen Energie in der 1T-Mode be-
obachtetet. Fiir diesen Fall bieten sich radiale Baffle-Designs mit mindestens drei
Fliigeln oder irreguldre Auslegungen an. Als zusétzliche Randbedingung musste das
existierende Injektormuster beriicksichtigt werden. Da die einzelnen LOX-Injektoren
im Vergleich zu anderen Injektorkonzepten sehr nah zueinander angeordnet sind,
war es unmoglich, ausreichend starke Bafflefliigel zwischen den Injektoren zu platzie-
ren. Es mussten daher nach Moglichkeit ganze Reihen von Injektoren verschlossen
werden, um Platz fiir das Baffle zu schaffen. Das verwendete Baffle war ein leicht
aus dem Zentrum verschobenes, dreifliigeliges radiales Muster. In dieser Lage lief3
sich ausreichend Platz durch das VerschlieBen von Injektorreihen schaffen. Durch
die Verschiebung aus dem Zentrum heraus wurde ebenfalls sichergestellt, dass die
zentral eingeleitete Ziindflamme ungestoért in den Brennraum gelangen kann. Die
unsymmetrische Anordnung konnte dariiber hinaus auch die Wirksamkeit im Bereich
hoherer transversaler Moden erhchen. Die Lénge der Fliigel wurde auf 50 mm festge-
legt. Vorangegangene Untersuchungen haben gezeigt, dass innerhalb dieser Linge
schon ein grofler Teil des gesamten auftretenden Druckverlustes in der Brennkam-
mer (und damit auch der Wérmefreisetzung) abgeschlossen ist (s. Abschnitte [4.2.2]
und . Im Zentralbereich um das Ziindgasrohr herum wurden Aussparungen
gelassen. Diese sollten sicherstellen, dass sich bei der Ziindung ein moglichst geringer
zeitlicher Ziindverzug zwischen den einzelnen vom Baffle unterteilten Volumina ein-
stellt. Abbildung zeigt auf der linken Seite die Einbaulage des Baffles mit dem
API80-168 V1 Injektormuster. In der Seitenansicht auf der rechten Seite erkennt
man die erwdhnten Aussparungen zur Verringerung des Ziindverzugs. Die drei Fliigel
wurden auch konstruktiv voneinander getrennt, um die thermische Ausdehnung
wihrend des Versuchs zu kompensieren. Die dunklen Punkte auf der Stirnfliche der
Fliigel sind die Austritte der Kiihlbohrungen. Jeder der drei Fliigel des Baffles wurde
wéhrend des Versuchs mit Wasserstoff bei ca. 100 K zur Kiihlung versorgt. Dieser
Wasserstoff trat danach an der Stirnfliiche aus. Ahnlich wie die HF-Messringe fiir die
Brennkammerkonfigurationen Koax-80-1, API-80-1 und API-80-2 wurde auch das
Baffle-Segment mit mehreren dynamischen Drucksensoren ausgestattet. Die 3 mm
durchmessenden Druckbohrungen sind ebenfalls in der Seitenansicht des Baffles zu
erkennen.

Fiir die Ubertragung der API-Technologie auf das Anwendungsfeld Gasgenerator
bzw. Pre-burner wurde die Forschungsbrennkammer Modell , I entwickelt. Diese
Brennkammer ist in Abbildung dargestellt. Dimensionierende Anforderungen
fiir diese Brennkammer waren zum einen ein méglicher Brennkammerdruck von bis
zu 400 bar, wie er in Vorbrennkammern von Triebwerken mit gestufter Verbren-
nung (z.B. SSME, RD-170) auftritt. Auf der anderen Seite erlauben die geringen
thermischen Lasten bei dem niedrigen Mischungsverhéltnis die Verwendung von
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Abbildung 3.9: Bafflesegment fiir API80-168 V1, links: Frontalansicht im eingebauten
Zustand, rechts: Seitenansicht

hochtemperaturfesten, nickelbasierten Stdhlen ohne zusétzliche Kiithlungsmafinah-
men. Um die Lebensdauer der Komponenten zu erhéhen, wurden jedoch sowohl das
zylindrische Brennkammersegment als auch das Diisensegment mit Langskanélen
zur Kiihlung mit Wasser ausgefithrt. Aufgrund der Begrenzung des maximalen LHs-
Massenstroms am Priifstand P8 musste ein Diisenhalsdurchmesser von 14 mm gewahlt
werden, um die geforderten hohen Brennkammerdriicke zu erreichen. Daraus resul-
tiert ein Kontraktionsverhéltnis von €, = 32,4 und eine Brennkammermachzahl von
Ma = 0,018 fiir typische Heiflgaszusammensetzungen. Die hier beschriebene Brenn-
kammerkonfiguration API-80-4 besteht aus einem HF-Messring, einem zylindrischen
Brennkammersegment, einem Messsegment zur Bestimmung der Hei3gasstratifikati-
on und dem Diisensegment. Die zylindrische Brennkammerlédnge der Konfiguration
betragt 300 mm. Die charakteristische Brennkammerlénge ist aufgrund des kleinen
Diisenhalsdurchmessers mit L* = 10m sehr hoch. Der zylindrische Brennkammerteil
war mit mehreren statischen Drucksensoren ausgestattet. Der fiir die Ermittlung
der Verbrennungseffizienz genutzte Sensor lag bei x = 200 mm. Die Messung von
hochfrequenten Druckschwankungen geschah mithilfe von drei im HF-Messring direkt
stromab des Einspritzkopfs verbauten Druckaufnehmern.

3.2.3.2 Einspritzkopfe

Die verwendeten Einspritzkopfe fiir die Versuche mit einer 80 mm-Brennkammer
wurden nach den gleichen Grundsétzen wie die zuvor beschriebenen Einspritzkopfe
API50-36 bzw. API50-126 ausgelegt. Es wurden zwei Einspritzkopfmuster fiir die
Verwendung bei MCC-typischen Betriebsbedingungen entworfen: der urspriingliche
Entwurf API80-168 (V1) und als direkte Weiterentwicklung das Muster API80-168
V2. Beide Einspritzkopfmuster sind auf der linken Seite in Abbildung aufge-
fithrt. Auf der rechten Seite sind die errechneten Mischungsverhéltnisverteilungen
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Abbildung 3.10: Ansichten und ROF-Verteilungen der portsen Einspritzkopfe auf
80 mm-Skala. Oben: API80-168 V1, mitte: API80-168 V2 (Version
mit poroser Stirnplatte aus Drahtgewebe), unten: API80-36 GG
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Koaxial- API80 APIRS0 API80
Injektor -168 V1 -168 V2 -36 GG
Anzahl LOX-Injektoren Np,ox 42 168 168 36
LOX-Strahldurchmesser dpox / mm 3,0 1,5 1,5 1,5
LOX-Strahldurchmesser, Auflenreihe - 1,2 - -
dLOX / mim
LOX-Post Wandstéirke t,ox / mm 0,5 0,25 0,25 0,25
(Spitze: 0,2)
LOX-Post Wandstirke, Auflenreihe - 0,3 - -
tLOX / mim
LOX-Post Linge / drox 22,67 30 30 30
H,-Schlitzbreite Ay, / mm 0,25 - - -
Stirnplattenstérke spp / mm - 12 12 24
(24 mit
Drahtgewebe)
Injektor/Wand-Abstand - 5,82 3,125 4,9
(ab Injektormitte) ¢;/w / mm
Minimale ROF-Abweichung / % - -36,9 -24.7 -5,38
Maximale ROF-Abweichung / % - 58,7 22,2 4,14
ROF-Inhomogenitit oror - 0,448 0,178 0,171

Tabelle 3.3: Injektordimensionen der 80 mm-Einspritzkopfe

dargestellt. Tabelle bietet einen Uberblick iiber die wichtigsten Kenndaten dieser
beiden porosen Einspritzkopfe. Ergénzend ist ein Koaxialinjektor aufgefiihrt, der als
Vergleichsmuster fiir die Bewertung der neuen porésen Einspritzkopfe diente.

Diese Einspritzkopfe waren urspriinglich fiir die Verwendung mit einer transpirativ
gekiihlten Brennkammer mit einer pordsen keramischen Liner-Struktur vorgesehen.
Im Rahmen der Entwicklung des Einspritzkopfes wurde daher von einem Triebwerks-
zyklus ausgegangen, der sowohl die porésen Brennkammersegmente als auch den
Einspritzkopf mit Wasserstoff bei ca. 50 K versorgt. Die Versuche auf der 50 mm-Skala
wurden meistens bei einer Versorgungstemperatur von 105 K gefahren, die typisch ist
fiir Triebwerkszyklen, bei denen der Wasserstoff vor Eintritt in den Einspritzkopf als
Kiihlmedium der Regenerativkiihlung der Brennkammer dient. Bei der Auslegung
der Einspritzkopfe fiir diese Versuchskonfiguration stand insbesondere der Schutz des
keramischen Liner-Materials im Vordergrund. Dieser Schutz sollte durch eine starke
Trimmung des Mischungsverhéltnisses zu niedrigen Werten in Brennkammerwandné-
he geschehen. Die lokalen Mischungsverhéltnisse fiir beide Einspritzkopfvarianten sind
in Abbildung in Abhéngigkeit vom Abstand zur Brennkammerachse dargestellt.
Durch das Vertrimmen der Mischungsverhéltnisverteilung steht zum einen weniger
Sauerstoff zur Reaktion mit dem Wandmaterial zur Verfiigung. Zum anderen wird
die Temperatur des ausreagierten Gemischs in Brennkammerwandnéhe reduziert. In
Kombination mit der effusiven Kiihlung des porésen Wandmaterials sollte damit die
Temperatur in Wandnéhe unterhalb der Reaktionstemperatur von Sauerstoff und
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Abbildung 3.11: Verteilung des lokalen Mischungsverhéltnisses {iber den Radius fiir
alle API80-Einspritzkopfe

Kohlenstoft gehalten werden. Die Trimmung wurde dabei auf zwei Wegen erreicht:
erstens wurde die duflerste Reihe der Injektoren mit kleineren LOX-Rohrchen ausge-
stattet als das restliche LOX-Injektormuster. In der duflersten Injektorreihe wurden
Rohrchen mit einem Innendurchmesser von 1,2 mm und einem Auflendurchmesser von
1,7mm verbaut. Die iibrigen LOX-Injektorréhrchen wiesen die gleichen Abmessungen
wie die Rohrchen des API50-68 Injektors (1,5mm innen und 2,0 mm auflen) auf.
Durch die Verkleinerung des Injektordurchmessers sollten kleinere LOX-Strukturen
erzeugt werden, die eine kiirzere Lebensdauer im Brennraum aufweisen und somit
schon vollstandig umgesetzt worden wéren, bevor sie auf die Brennkammerwand tref-
fen wiirden. Ergédnzend zu dieser Mafinahme wurde die duflerste Reihe der Injektoren
mit einem erhdhten Wandabstand ausgefiihrt. Dadurch wurde auch das gesamte
Muster zur Brennkammerachse hin komprimiert. Die starke Uberhéhung in der Mi-
schungsverhiltnisverteilung insbesondere fiir die Version 1 dieses Musters resultiert
direkt aus der Tatsache, dass mehr LOX-Injektoren — und damit LOX-Massenstrom —
auf der gleichen Eintrittsflache fiir Wasserstoff konzentriert werden.

Waéhrend der Versuche mit der Einspritzkopfversion API80-168 V1 wurden wieder-
holt hochfrequente Brennkammerschwingungen angeregt, wobei die 1T-Mode jeweils
dominant war. Nach einer Analyse der Brennkammerbedingungen beim Auftreten
dieser Instabilitéiten wurde als Antwort zum einen das neue Injektormuster API80-168
V2 und zum anderen ein Baffle fiir den Betrieb mit dem instabilen Injektormuster
APIB0-168 V1 entworfen (s. Abschnitt [3.2.3.1]). Als eine Kernursache des Auftretens

69



KAPITEL 3: Experimenteller Aufbau

Bezeichnung Skala Einspritzkopf Diise Brennkammer
g =<

- N - 2 E =

S % > g - < = g

= = S ~ = I B =

m z. S 5 & S S S
API-50-1 50 API 68 1,5 28 1,1 3,19 300 1044
API-50-2 28 3,19 200 725
API-50-3 31,62 2,5 250 698
API-50-4 35,35 2,0 300 665
API-50-5 35,35 2,0 200 465
API-50-6 126 1,1 28 3,19 250 885
API-50-7 36 2,0 28 3,19 250 885
Koax-80-1 80 Koaxial 42 4,2 50 1,01 2,56 400 1126
API-80-1 API 168 1,5/1,2 400 1126
API-80-2 l 1,5/1,2 J { { 300 870
API-80-3 1,5 300 870
API-80-4 36 1,5 21 1,1 14,5 300 10000

Bezeichnung Skala | HF-Messring Bemerkungen

API-50-1 50 X Basiskonfiguration

API-50-2 X

API-50-3 X } Variation des Diisenhalses bei dhnlichem L*
API-50-4 X

API-50-5 X Verkiirzte Variante von API-50-4

API-50-6 X Injektor mit kleinerem LOX-Strahldurchmesser
API-50-7 X Injektor mit groferem LOX-Strahldurchmesser
Koax-80-1 80 X Referenzkonfiguration mit Koaxialinjektor
API-80-1 X API80-168 V1 ohne Baffle

API-80-2 X API80-168 V1 mit Baffle

API-80-3 X Modifizierte Version API80-168 V2 ohne Baffle
API-80-4 X API fiir Gasgeneratoranwendungen

Tabelle 3.4: Brennkammerkonfigurationen

der Instabilitdten wurde die Riickziindung von nicht reagiertem Treibstoffgemisch
in der Randzone des Brennraums identifiziert, die nur durch das lokale Verloschen
einzelner Injektoren in der duBersten Injektorreihe erklarbar war. Der grofie Uber-
schuss an Wasserstoff und dessen tiefe Temperatur (50 K) fiihrten zu Quenching an
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einem oder mehreren Injektoren (s. Abschnitt [£.5.2). Als Reaktion darauf wurden die
MafBinahmen zur Trimmung des Mischungsverhéltnisses teilweise zuriickgenommen.
Der Wandabstand wurde wieder verringert und einheitliche Injektordurchmesser von
1,5 mm innen und 2,0 mm auflen festgelegt. Dadurch stiegen das Mischungsverhéltnis
und damit auch die Verbrennungstemperatur im Randbereich des Brennraums an.
Diese Korrekturen fiihrten zu einer vollstdndigen Eliminierung der zuvor beobachte-
ten Instabilitdten. Trotz der Korrekturen weist das Injektormuster API80-168 V2
immer noch ein deutlich geringeres Mischungsverhéltnis im Randbereich auf.

Das LOX-Injektormuster fiir eine Gasgenerator-Anwendung ist in der unteren Reihe
von Abbildung dargestellt. Der Einspritzkopf API80-36 GG wurde speziell
fiir den Einsatz bei Mischungsverhéltnissen um und unter 1 ausgelegt. Der im
Vergleich zum LOX-Massenstrom hohe Wasserstoffmassenstrom in der Vorbrenn-
kammer ist typisch fiir Triebwerkszyklen wie den Gasgeneratorzyklus und die treib-
stoffreiche gestufte Verbrennung. Bei diesem Einspritzkopf wurde das Verhéltnis
von oxidator- zu treibstoffseitiger Eintrittsfliche so gewahlt, dass die Eintrittsge-
schwindigkeiten der jeweiligen Komponenten grob denen bei den oben beschriebenen
80 mm-Einspritzkopfen fiir MCC-Anwendungen entsprechen. Das erfordert eine gegen-
iiber der O,-Eintrittsflache deutlich vergréflerte Ho-Eintrittsflache. Das resultierende
LOX-Injektormuster besteht aus nur 36 Injektoren mit den gleichen Maflen wie bei
der API80-168-V2-Injektorkonfiguration (innen: 1,5 mm, auflen: 2,0 mm). Durch die
niedrige Verbrennungstemperatur bei dem geringen Mischungsverhéltnis wurde auf
eine Vertrimmung des Injektormusters verzichtet und stattdessen eine moglichst
homogene ROF-Verteilung angestrebt. Dadurch wurde eine geringe Stratifizierung
der Temperaturverteilung des Heiflgases erreicht. Dieser Parameter ist fiir Vorbrenn-
kammern von grofler Bedeutung, da fiir eine nachgeschaltete Turbine eventuelle hot
spots dimensionierend sind.

3.2.4 Verwendete porose Materialien

Fiir die getesteten Einspritzkopfe kamen zwei verschiedene Arten von porosen Mate-
rialien fiir die Stirnplatte zum Einsatz. Bei allen Einspritzkopfen der 50 mm-Skala
und bei frithen Einspritzkopfvarianten der 80 mm-Skala wurden Stirnplatten aus
einer pordsen Sinterbronze verwendet. Bei spiteren 80 mm-Einspritzkdpfen sowohl
fiir MCC- als auch fiir GG/PB-Anwendungen kamen dagegen Stirnplatten aus einem
gesinterten Drahtgeflecht aus Edelstahl (Rigimesh-dhnlich) zum Einsatz. Bei der
Wahl eines geeigneten Materials fiir die Stirnplatte eines porésen Injektors miissen
mehrere Faktoren beriicksichtigt werden.

e Permeabilitét
Die Permeabilitédt der porosen Struktur bestimmt den sich einstellenden Druck-
verlust bei Injektion. Er wird mittels der Forchheimergleichung (s. Gl. aus
den Permeabilitétskoeffizienten o und g fiir die jeweiligen Zustréombedingungen
bestimmt. Um einen geringen Druckverlust auch bei hohen Treibstoffvolumen-
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stromen zu erreichen, miissen die Permeabilitéitskoeffizienten moglichst grof3
sein. Dies entspricht im Allgemeinen einer sehr pordsen Struktur. Die Permea-
bilitatskoeffizienten konnen mittels Durchstrémversuchen ermittelt werden. Sie
sind unabhéngig von dem gewihlten Medium und dessen Stoffeigenschaften.

e Mechanische Stabilitat

Die mechanische Stabilitdat eines solchen porosen Materials ist im Vergleich
zu einem Vollmaterial stark reduziert. Je grofler die Porositat des Materials,
desto stérker wird die Struktur geschwécht. Die mechanischen Eigenschaften
eines Stirnplattenmaterials werden insbesondere fiir gréflere Durchmesser ent-
scheidend. Eine Vergroflerung der Dicke des pordsen Materials erhoht zwar
die mechanische Stabilitét, vergroflert aber auch die mechanischen Lasten auf
die Stirnplatte durch die damit einhergehende Erh6hung des Druckverlustes.
Es muss fiir jedes portse Material bei der Auslegung ein Optimum zwischen
einem minimalen Druckverlust und einer maximalen mechanischen Stabilitét
gefunden werden.

e Thermische Leitfdhigkeit und maximale Betriebstemperatur

Die genauen thermischen Lasten, die auf die Stirnplatte einwirken, sind fiir po-
rose Injektoren nur eingeschriankt bekannt. Aufgrund der flachigen Ausblasung
der gasférmigen Treibstoffkomponenten und des engen Abstandes der einzelnen
LOX-Injektoren ist nicht mit dem Auftreten von groen Rezirkulationszonen zu
rechnen, die heifle Reaktionsprodukte stromauf zur Stirnplatte transportieren.
Der Wirmeeintrag aufgrund von Strahlung ist jedoch nicht zu vernachléssigen.
Eine hohe Wéarmeleitfahigkeit des Materials fiihrt diese aufgenommene Wérme
schneller in Richtung des Treibstoffsammlers ab. Der Wasserstoft kann dadurch
beim Durchstromen der pordsen Stirnplatte iiber einer grofleren Lauflinge
hinweg Wérme aus der Struktur aufnehmen.

e Bearbeitbarkeit
Das Konzept der portsen Injektion basiert auf der Verwendung einer grofien
Anzahl kleiner LOX-Injektoren. Diese grole Anzahl an notwendigen Bohrungen
muss in das Material gebracht werden, ohne dass die mechanische Stabilitdt
des Materials tiberméflig stark verringert wird. Die spanende Bearbeitung
ist dabei aus Kostengriinden immer vorzuziehen. Alternativ kénnen die Boh-
rungen auch (kostenintensiv) mithilfe von Erodiertechniken eingebracht werden.

Ein mogliches Stirnplattenmaterial ist Sinterbronze. Das Ausgangsmaterial dieser
Struktur ist Bronze (CuSn12-C), das eine gute thermische Leitfdhigkeit mit sehr guter
chemischer Bestidndigkeit und Korrosionsbestéindigkeit verbindet. Bei einer Sinter-
bronze wird eine Schiittung aus Bronzekiigelchen bis knapp unter den Schmelzpunkt
erhitzt. Dabei entsteht durch Diffusion an den Kontaktstellen eine stoffschliissi-
ge Verbindung. Die entstehende Struktur besitzt eine Porositdt und Porengroflie
in Abhéngigkeit von der Gréfle und Streuung der verwendeten Bronzekiigelchen.
Die fiir die beschriebenen Einspritzkopfe verwendete Sinterbronze stammt von der
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Abbildung 3.12: Stirnplattenmaterial aus SIKA-B 150, links: Mikroskopansicht [34],
rechts: Hohenprofil

Firma ,,GKN Sinter Metals GmbH* und wird unter der Bezeichnung SIKA-B 150
vertrieben. In Abbildung sind zwei Ansichten dieses Materials unter dem Mi-
kroskop dargestellt. Man erkennt deutlich die gesinterten Kontaktstellen. Durch
die Bandbreite der Durchmesser der verwendeten Bronzekiigelchen ist die gesamte
Anordnung unregelméfig. Die zum Brennraum hin offenen Kanile unterscheiden sich
daher in Grofle und Ausrichtung. Der Wasserstoff tritt hier mit einer stochastisch
verteilten Orientierung in den Brennraum ein. Fiir die porése Sinterbronze wurden
die Permeabilitdtskonstanten mithilfe eines Durchflusspriifstands ermittelt [34].

In der géngigen Konstruktionsform des pordsen Injektors wird die pordse Stirnplatte
lediglich am Rand gelagert. Bei grofleren Brennkammerdurchmessern steigen der
maximale Abstand zur Einspannstelle und damit das maximale Biegemoment, das auf
die Struktur wirkt. Dariiber hinaus wird die Struktur durch die Injektorbohrungen
geschwiéicht. Bei den ersten Varianten von API-Einspritzkopfen auf der 80 mm-Skala

Abbildung 3.13: Stirnplattenmaterial aus Drahtgewebe, links: Mikroskopansicht,
rechts: Hohenprofil
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Sinterbronze Drahtgewebe
SIKA-B 150 PACO

Permeabilitiitskoeffizient o / 1072 m? 248 1/ 36,3 2 -13,8 3
Permeabilitiitskoeffizient 3 / 10~"m 643 !/ 502,1 2 11103
Porositit / % 441/ 41,2 57

! Herstellerangaben
2 Berechnet aus Kaltgasversuch [34]
3 Berechnet aus HeiBgasversuch

Tabelle 3.5: Materialeigenschaften der verwendeten Stirnplattenmaterialien

wurden ebenfalls Stirnplatten aus poroser Sinterbronze verwendet. Es kam nach
mehreren Versuchen zu einer Rissbildung im Material. Die Verwendung einer grofle-
ren Materialstarke wirkt diesem Problem entgegen. Fiir diese Anwendung ist diese
Losung allerdings nicht praktikabel, da eine Verdickung der Stirnplatte den sich
einstellenden Druckverlust iiberproportional ansteigen lésst. Zum einen erhoht dies
die mechanische Belastung des Materials. Zum anderen ist ein erhohter Druckverlust
aus Sicht des Gesamtsystems Triebwerk nicht erwiinscht. Daher wurde nach einem
Material gesucht, das ein besseres Verhéltnis von Permeabilitét und mechanischer
Stabilitat aufweist.

Fiir spatere Versionen der porosen Injektoren auf der 80 mm-Skala wurde fiir die
Stirnplatten ein Material bestehend aus mehreren Lagen eines Drahtgeflechts verwen-
det. Dabei werden zunéichst Matten aus Metalldrdhten mit zwei unterschiedlichen
Drahtstédrken gewoben und anschliefend miteinander versintert. Dieses Material wird
von dem US-amerikanischen Hersteller ,,Pall Corporation® unter der Bezeichnung
-Rigimesh®“ vertrieben und dient auch als Stirnplattenmaterial fiir das SSME und
das RL-10. In diesen Triebwerken dient dieses Material allerdings nur als Medium
fiir einen Kiithlmassenstrom, der die Stirnplatte selbst schiitzen soll. In Deutschland
bietet die Firma ,PACO Paul GmbH & Co.“ ein dhnliches Material an. Solche
Metallgewebe lassen sich durch die Anzahl der miteinander versinterten Matten,
deren Gelegeform und die verwendeten Drahtstarken bzw. die Anzahl der Drihte
in den verschiedenen Richtungen (,,Schuss” und ,Kette*) charakterisieren. Bei dem
verwendeten Material sind die einzelnen Drahtmatten in einer Leinwandbindung (engl.
plain weave) mit 64 Schuss- und 12 Kettdrihten pro Zoll angeordnet. Eine Platte
des Rohmaterials besteht aus jeweils 16 einzelnen versinterten Matten, was in einer
Gesamtdicke von ca. 12mm resultiert. Die Driahte bestehen aus dem Edelstahl V4A
(Werkstoff-Nr. 1.4401 bzw. 316L). In vorangegangenen Versuchen mit Injektoren mit
Sinterbronzestirnplatten wurden keine Verfarbungen oder sonstige Beschéddigungen
festgestellt, die auf einen erhohten Warmeeintrag in die Struktur schlielen lassen.
Die Wirmeleitfahigkeit des Materials ist entgegen der urspriinglichen Annahmen
von geringerer Bedeutung. Daher wurde bei der Materialwahl der Fokus auf die
mechanischen Festigkeitswerte und nicht auf die thermische Leitfahigkeit gelegt. Ab-
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bildung zeigt Nahaufnahmen dieses Materials. Der Vorteil dieses Metallgewebes
gegeniiber der Sinterbronze besteht in der hohen Festigkeit und der vergleichsweise
hohen Permeabilitéit. Sofern ein Draht nicht durch eine Injektorbohrung unterbrochen
wurde, zieht er sich {iber die gesamte Ausdehnung der Stirnplatte. Die mechanische
Bearbeitung dieses Drahtgewebes gestaltet sich schwieriger als die der Sinterbronze.
Beim Einbringen der Injektorbohrungen kann es leicht passieren, dass der Bohrer
einen Draht nicht klar durchtrennt, sondern teilweise aus dem Material zieht. Fiir
feinere Bearbeitungsschritte wie die einzelnen Injektorbohrungen wurde daher auf
ein Erodierverfahren zuriickgegriffen.

Die relevanten Permeabilitdtsdaten der beiden Materialien sind in Tabelle zusam-
mengefasst. Im Falle der Sinterbronze wurde die Materialparameter von Konopka
[34] an einem Durchflusspriifstand vermessen. Fiir das Drahtgewebe stehen diese
Daten nicht zur Verfiigung. Die présentierten Permeabilitédtskonstanten wurden aus
Massenstrom- und Druckverlustdaten mehrerer Heifligasversuche ermittelt. Wahrend
in den Kaltgasversuchen fiir die Sinterbronze das durchstrémende Medium keinen
nennenswerten Temperaturanstieg aufweist, muss davon ausgegangen werden, dass
sich der Wasserstoff im Heiflgasfall vor dem Eintritt in den Brennraum erwérmt hat.
Fiir die Ermittlung der Permeabilitdtskonstanten wird eine Temperaturverteilung in
der pordsen Struktur angenommen.

3.2.5 Messtechnik

Bei der Messung der Driicke am Triebwerk wird zwischen statischen und dynami-
schen Druckmessungen unterschieden. Unter der Messung eines dynamischen Drucks
versteht man in diesem Zusammenhang die Aufzeichnung von hochfrequenten Druck-
schwankungen mit Aufzeichnungsfrequenzen von bis zu 100 kHz. Diese Messungen
sind zur Detektion von hochfrequenten Verbrennungsinstabilitédten unerlasslich. Dabei
wurden im Brennraum Drucksensoren des Typs Kistler 6053CC60 eingesetzt. Die Sen-
soren wurden dabei in einen HF-Messring unmittelbar stromab der Injektionsebene
eingebaut. Zum einen ist diese axiale Position besonders interessant fiir die Messung
des dynamischen Drucks, und zum anderen treten an dieser Stelle Temperaturen
an der Brennkammerwand auf, die nicht zur sofortigen Zerstérung der Messtechnik
fithren. Eine wandbiindige Montage (flush mounted) der Drucksensoren ist fiir die
Auswertung des dynamischen Drucksignals optimal. Die ungekiihlten Drucksensoren
6053CC60 wiirden bei dieser Einbauform jedoch mit hoher Wahrscheinlichkeit be-
schédigt bzw. zerstort werden. Daher werden diese Sensoren leicht zuriickgezogen,
und es entsteht eine Kavitét zwischen der Spitze des Sensors und dem Brennraum.
Je nach Ausfithrung des Messrings betrug die Lange dieser Kavitit zwischen 3 bis
10 mm, ihr Durchmesser lag bei 3 mm.

Der statische Druck an verschiedenen Stellen des Brennraums ist eine wichtige Infor-
mation zur Beschreibung des aus der Verbrennung resultierenden Stromungsfeldes.
Fiir die Ermittlung der Verbrennungseffizienz ist der Brennkammerdruck stromauf
der Diisenkontraktion entscheidend. Ein Messfehler an dieser Stelle geht direkt in
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den ermittelten Wert der Verbrennungseffizienz ein. Die Drucksensoren werden nicht
direkt an der Brennkammerwand montiert, sondern iiber Kapillarbohrungen mit
einem minimalen Durchmesser von 0,5 mm mit dem Brennraum verbunden. Die
thermischen Belastungen der einzelnen Sensoren lassen sich auf diese Weise gering
halten und die Beriicksichtigung von Temperatureinfliissen auf die Messgenauigkeit
ist nicht notwendig. Die Druckbohrungen sind stets senkrecht zur Brennkammerach-
se bzw. Hauptstromungsrichtung angeordnet, so dass Abweichungen aufgrund von
Staudruckeinfliissen vermieden werden.

Fiir die Messung des axialen Druckprofils in der Brennkammer wurden hochprézise
Sensoren verschiedener Hersteller verwendet. In den Bereichen des erwarteten maxi-
malen Druckgradienten und fiir die Messung des statischen Drucks am Diiseneintritt
wurden Sensoren mit einem Messbereich von 100 bar verwendet, was dem maximal
erwarteten Brennkammerdriicken fiir alle hier beschriebenen Testsequenzen entspricht.
Diese Sensoren weisen laut Herstellerangaben eine Kennlinienabweichung zwischen
40,08 % und £0,2% vom Endwert auf. In vergangenen Jahren durchgefiihrte Unter-
suchungen am P8 haben ergeben, dass die Messketten der statischen Druckaufnehmer
eine Abweichung von weniger als +0,03 % vom Endwert aufweisen. Fiir die oben er-
wéahnten 100 bar-Sensoren ergibt sich also ein erwarteter Messfehler der Sensoren und
der angeschlossenen Messketten von £0,11 ... £0,23 % vom Endwert oder maximal
40,23 bar. Die Aufzeichnungsfrequenz fiir alle statischen Druckmessungen lag bei
100 Hz.

Fiir die Temperaturmessung kommen Thermoelemente vom Typ K zum Einsatz.
In Bereichen der Brennkammer, in denen duflerst niedrige Temperaturen erwartet
werden, werden Klasse-3-Thermoelemente verwendet. Zu diesen Bereichen geho-
ren die Treibstoffzufiihrleitungen und die Treibstoffsammler sowie Messpunkte im
Brennraum selber, die unmittelbar stromab der Injektionsebene liegen. Fiir diese
Messpunkte wurden Thermoelemente durch den HF-Messring 5 mm stromab der
Injektionsebene in den Brennraum gefiihrt. An dieser Position kénnen Temperaturen
unter 100 K auftreten. Die Messgenauigkeit der Klasse-3-Thermoelemente ist mit +
2,5 K angegeben. Fiir die Temperaturmessungen im restlichen Brennkammerbereich
(Wandtemperaturmessungen, Kiihlwassertemperaturmessungen) werden Klasse-1-
Thermoelemente eingesetzt. Diese weisen laut Herstellerangaben eine Genauigkeit
von £+ 1,0K auf.

Die Massenstrommessung am Priifstand P8 geschieht iiber eine Volumenstrommes-
sung mit Messturbinen. Aus diesen ermittelten Volumenstromen und hinterlegten
Dichtewerten fiir die Treibstoffkomponenten werden die Massenstrome ermittelt. Die
Fehlerbereiche dieser Messung sind in Abschnitt aufgefiihrt. Da sich der Stickstoff
aus der Tankbedriickung zum Teil im LOX-Massenstrom l6st, muss diese Messung
nachtraglich korrigiert werden (s. Abschnitt .
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3.3 Ziele der Testkampagnen und
Betriebsbedingungen

Zur Charakterisierung des Einspritzkonzeptes wurde ein Versuchsprogramm ent-
wickelt und erfolgreich realisiert. Diese Versuchskampagnen ermoglichten es, den
Einfluss der wichtigsten Betriebsparameter zu bestimmen. Im Folgenden werden die
Testziele der einzelnen Versuchskampagnen und die dabei untersuchten Lastpunkte
beschrieben. Die Testkampagnen 1 bis 3 beschéftigten sich mit der Identifizierung von
dominanten Parametern der Treibstoffaufbereitung fiir die poroésen Einspritzkopfe.
Diese drei Testkampagnen wurden mit einer Versuchshardware mit einem Brenn-
kammerdurchmesser von 50 mm durchgefiihrt. In der ersten Testkampagne sollte der
Einfluss , klassischer* Einflussgroflen wie das Impulsstrom- und Geschwindigkeitsver-
héltnis der Treibstoffe durch Drosselung quantifiziert werden. Die anschlieBenden
Testkampagnen beschéftigten sich mit dem Einfluss geometrischer Grofien der Brenn-
kammer (Kampagne 2) und des Einspritzkopfs (Kampagne 3).

In den Testkampagnen 4 und 5 wurde die Skalierung des Einspritzkopfkonzeptes auf
einen Brennkammerdurchmesser von 80 mm untersucht. Wéahrend die Testkampagnen
1 bis 3 auch in dieser Reihenfolge durchgefiihrt wurden, fanden die 80 mm-Kampagnen
teilweise parallel zu den Tests auf der 50 mm-Skala statt.

3.3.1 Testkampagne 1: Einfluss der Injektionsbedingungen und
Drosselung

Konventionelle Einspritzverfahren wie z. B. Koaxialinjektoren sind beziiglich der
Qualitat der Treibstoffaufbereitung und ihres Stabilitdtsverhaltens abhéngig von
den Injektionsbedingungen (s. Abschnitt [2.3). Unter diesem Sammelbegriff werden
die Eintrittsgeschwindigkeiten der Treibstoffkomponenten, ihre Dichten und die dar-
aus resultierenden charakteristischen Kenngroflen wie das Geschwindigkeits- und
Impulsstromverhéltnis verstanden. Diese Injektionsbedingungen resultieren aus der
jeweiligen Injektorgeometrie, dem gewéhlten Brennkammerdruck und Mischungs-
verhéltnis sowie aus den Zufiithrbedingungen der Treibstoffe (Injektionstemperatur).
Es ist daher naheliegend, in einer ersten Testkampagne zunéchst eine Referenzkon-
figuration bei verschiedenen Betriebspunkten zu untersuchen, um die Sensitivitét
des Einspritzkopfes im Hinblick auf die Injektionsbedingungen zu bestimmen. Als
Referenzkonfiguration wurde die Brennkammerkonfiguration API-50-1 mit dem poro-
sen Einspritzkopf API50-68 gewéhlt (s. Abschnitt [3.2.2.2)). Dieser Einspritzkopf ist
mit 68 LOX-Injektoren mit einem Innendurchmesser von 1,5 mm ausgestattet. Diese
Injektorabmafle bilden auch die Referenzgrofle fiir spétere Skalierungen auf groflere
Brennkammerdurchmesser.

Fiir eine festgelegte Brennkammer- und Einspritzkopfgeometrie ist es nicht moglich,
alle Einflussparameter unabhéngig voneinander zu variieren. Eine reine Drosselung des
Triebwerks (Brennkammerdruckreduktion durch Senkung des Treibstoffmassenstroms
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bei gleichbleibendem Mischungsverhéltnis) fithrt aufgrund der Stoffeigenschaften von
LOX und H; unmittelbar zu einer Variation der Geschwindigkeitsverhéltnisse am
Einspritzkopf. Fiir LPRE mit der Treibstoffkombination LOX/Hy liegt der Sauerstoff
fliissig bzw. {iberkritisch und weitgehend inkompressibel vor. Der Wasserstoff gilt bei
einem Druck oberhalb von 13 bar als iiberkritisches Fluid hoher Kompressibilitét.
Bei einer Reduktion des Druckniveaus verringert sich {iberwiegend die Hy-Dichte. Da
sich der benotigte Ho-Massenstrom ebenfalls proportional zum Brennkammerdruck
verringert, bleibt der Volumenstrom und damit auch die Hy-Eintrittsgeschwindigkeit
nahezu konstant. Die LOX-Eintrittsgeschwindigkeit verhélt sich jedoch proportional
zum Brennkammerdruckniveau. Mit einer Drosselung geht daher eine Variation des
Geschwindigkeitsverhaltnisses von Oxidator (O) zu Treibstoff (F) VROF und des
entsprechenden Impulsstromverhéltnisses MROF einher.

Die Drosselung eines porosen Einspritzkopfes wurde auf zwei verschiedene Weisen
untersucht. Zum einen als kontinuierliche Drosselung in Form einer Brennkammer-
druckrampe bei konstantem Mischungsverhéltnis. Und zum anderen als eine Abfolge
von Druckstufen. Die kontinuierliche Drosselung bietet den Vorteil, dass das Auftreten
von kritischen Zusténden (z.B. Instabilitdten) genau bestimmt werden kann. Bei
der Auswertung der so gewonnenen Daten miissen jedoch einige Besonderheiten
beriicksichtigt werden. Durch den sich bestdndig dndernden Lastpunkt befindet sich
die Brennkammer streng genommen wihrend der Rampe nicht in einem vollstén-
digen thermischen Gleichgewicht. Dariiber hinaus stimmt fiir diese Betriebsart der
gemessene Brennstoffmassenstrom nicht mit dem zu diesem Zeitpunkt tatséchlich in
den Brennraum eingespritztem Massenstrom iiberein, da die Massenstrommessung
einige Meter stromauf des Einspritzkopfes stattfindet. Bei einer abfallenden Rampe
wird daher z. B. ein kleinerer Massenstrom gemessen als der, der zu einem bestimm-
ten Zeitpunkt in den Brennraum eingespritzt und verbrannt wird. In diesem Fall
wird der theoretische Totaldruck zu niedrig berechnet, und der daraus resultierende
berechnete Wirkungsgrad ist zu hoch. Dieser Effekt wird im Fall des inkompressiblen
Sauerstoffs umso stérker, je niedriger der Lastpunkt und damit der Treibstoffmassen-
strom ist, da auch die Geschwindigkeit in der Leitung sinkt und die Zeit zwischen
Messung und Eintritt in den Brennraum lénger wird. Aus diesen Griinden ist es
vorteilhaft, eine solche Rampe mit einer sehr geringen Steigung auszufiihren. Der
Lastpunkt kann dann als quasi-stationdr angenommen werden. In Abbildung
ist eine solche langsame Rampe dargestellt. Der Druck wurde hier um 70 bar in
70s gesenkt, der Druckgradient betrégt -1 bar/s. Diese Rate wurde als klein genug
angesehen, um von quasi-stationdren Bedingungen ausgehen zu kénnen. Alternativ zu
diesem Rampentest wurde das Verhalten bei Drosselung in Testlaufen mit diskreten
Betriebspunkten untersucht. Abbildung zeigt zwei Testldufe mit Variation des
Brennkammerdrucks.

Sowohl der Versuch mit kontinuierlicher Drosselung als auch die Stufen-Versuche
wurden mit der Konfiguration API-50-1 und GHs bei ca. 105 K durchgefiihrt. Die
Eintrittstemperatur des fliissigen Sauerstoffs lag in dieser Kampagne und in allen
weiteren in dieser Arbeit beschriebenen Testkampagnen zwischen 110 und 120 K.
Der untersuchte Druckbereich fiir die Drosselung erstreckte sich von unterkritischen
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Abbildung 3.14: Beispiel einer kontinuierlichen Drosselung mit konstantem ROF

Bedingungen bei 30 bar bis zu weit iiberkritischen Bedingungen bei 100 bar. Das
Mischungsverhéltnis lag bei diesen Versuchen bei ROF = 5 und wurde nicht variiert.
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Abbildung 3.15: Beispiel einer Drosselung in diskreten Schritten mit konstantem

ROF

3.3.2 Testkampagne 2: Einfluss der Brennkammermachzahl und

L*-Einfluss

Neben den Injektionsbedingungen unmittelbar am Injektoraustritt kann auch die
sich ausbildende Brennkammerhauptstromung einen dominierenden Einfluss auf
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Konfiguration API-50-2 API-50-3 API-50-4 API-50-5
Diisenhalsdurchmesser (mm) 28 31,62 35,35 35,35
Brennkammerkontraktionsverhéltnis 3,19 2.5 2,0 2.0
Machzahl am Diiseneintritt 0,182 0,234 0,296 0,296
Geschwindigkeit am Diiseneintritt (m/s ) 300 385 485 485
Charakteristische Brennkammerliinge (mm) L* 725,4 697,8 664,7 464,8
Lénge bis zum Diisenhals (mm) 239 289 341 241
Mittlere Aufenthaltszeit (ms) 1,19 1,06 0,94 0,74

Tabelle 3.6: Gewéhlte Brennkammerkontraktionsverhéltnisse und zugehorige Diisen-
eintrittsmachzahlen und -geschwindigkeiten (fir x = 1, 15)

die Treibstoffaufbereitung haben. Fiir ein Anfachen der Zerstaubung bzw. Durch-
mischung stromab des Injektors kommt als treibender Faktor die beschleunigende
Heigasstromung infrage. Diese Heiflgasstromung wird von der mittleren Injekti-
onsgeschwindigkeit auf einen Endwert beschleunigt, der im Wesentlichen vom Kon-
traktionsverhéltnis der Diise (e, = Apk/A;) bestimmt wird. Diese Geschwindigkeit
am Diiseneintritt ist nahezu unabhéngig vom gewéhlten Brennkammerdruck und
nur schwach beeinflusst vom Mischungsverhéltnis. Die Diiseneintrittsgeschwindigkeit
ugoc stellt die hochste mittlere Geschwindigkeit in axialer Richtung dar, die im
Brennraum vor der Diisenkontraktion auftritt. Die Differenzgeschwindigkeit zwischen
ugoc Und der LOX-Eintrittsgeschwindigkeit uo 1, stellt ein Ma8 fiir die maximale Dif-
ferenzgeschwindigkeit am LOX-Strahl bzw. an LOX-Ligamenten dar. Diese maximale
Differenzgeschwindigkeit bestimmt den Wert der fiir den Strahlzerfall entscheidenden
Weberzahl:

Pg - (UBoc — uO,Inj)2 -d
g

We =

(3.5)

Durch die Wahl unterschiedlicher Kontraktionsverhiltnisse der Brennkammer lasst
sich die Diiseneintrittsgeschwindigkeit iiber einem weiten Bereich variieren, und es
kann so ihr Einfluss auf die Treibstoffaufbereitung ermittelt werden.

Zur Untersuchung dieses Einflusses wurden die Brennkammerkonfigurationen mit
unterschiedlichen Kontraktionsverhéltnissen API-50-2, API-50-3 und API-50-4 (s.
Tabelle im Druckbereich von 30 bis 100 bar bei einem Mischungsverhéltnis von
ROF = 5 getestet. Die Treibstoffeintrittstemperaturen lagen im gleichen Bereich wie
die der Testkampagne 1 (Ty, = 105 £ 5K, T, = 115 £ 5K). Tabelle enthalt
die dazugehorigen Machzahlen und Heiflgasgeschwindigkeiten, die sich am Diisenein-
tritt einstellen. Dabei wurde ein Isentropenkoeffizient des Heilgasgemischs von 1,15
zugrunde gelegt. Dieser Wert ergibt sich aus einer Gleichgewichtsrechnung fiir eine
H,/Oy-Verbrennung bei einem Mischungsverhéltnis von ROF = 5.

Durch eine Verldngerung der zylindrischen Brennkammerlinge bei hoheren Diisenein-
trittsmachzahlen kann die charakteristische Brennkammerlange L* und damit die
mittlere Aufenthaltszeit der Treibstoffe im Brennraum konstant gehalten werden. Die
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Abbildung 3.16: Betriebspunkte bei Variation des Diisenhalsquerschnitts. Die Kon-
turlinien bezeichnen den Brennkammerdruck in bar, waagerechte
Linien entsprechen einem Betriebspunktwechsel bei konstantem
Diisenhalsquerschnitt.

Brennkammerlénge konnte bei dieser beschriebenen Testkampagne nur in Schritten
von 50 mm angepasst werden. Dies fithrt dazu, dass die charakteristische Brennkam-
merlénge nicht exakt konstant gehalten werden konnte. Die notwendige Korrektur
des ermittelten Totaldrucks in der Brennkammer nach der in Abschnitt B.4.1.5] be-
schriebenen Vorgehensweise ermoglicht den Vergleich dieser drei Konfigurationen.

Im Anschluss an die Versuche mit den Konfigurationen API-50-2 bis -4 wurde
die Brennkammer im Vergleich zur Konfiguration API-50-4 um 100 mm gekiirzt
(Konfiguration API-50-5), um den Einfluss der charakteristischen Brennkammer-
lange zu ermitteln. Die charakteristische Brennkammerlange liegt fiir API-50-5 bei
L* = 465 mm im Vergleich zu L* = 665 mm fiir die Vergleichskonfiguration API-50-
4. Fiir diesen Vergleich wurden fiir beide Konfigurationen die oben beschriebenen
Brennkammerdruckstufen zusétzlich zu einem Mischungsverhéltnis von ROF = 5
auch bei ROF = 4 und 6 gefahren. Die Versuche wurden als Abfolgen unterschied-
licher Brennkammerdruckstufen bei konstantem Mischungsverhéltnis durchgefiihrt
(vgl. Abschnitt [3.3.1). Die fiir die kontinuierliche Drosselung beschriebene Pro-
blematik tritt bei diesen Stufenversuchen nicht auf. Durch die Vergroflerung des
Diisenhalsdurchmessers werden fiir gleiche Brennkammerdriicke entsprechend grofere
Treibstoffmassenstrome benotigt. Dies fiihrt dazu, dass die Injektionsgeschwindig-
keiten entsprechend des gesteigerten Massenstroms steigen. Dieser Zusammenhang
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wird aus Abbildung ersichtlich. Anstelle des Kontraktionsverhéltnisses ist hier
direkt die Geschwindigkeit der ausreagierten Heiflgasstromung dargestellt. Durch
leichte Variationen der Heiflgaseigenschaften bei steigendem Druck verlaufen die
horizontalen Linien konstanten Kontraktionsverhéltnisses nicht exakt entlang eines
Heifigasgeschwindigkeitswertes. Die Variation des Kontraktionsverhéltnisses erlaubt
es, unterschiedliche Einspritzgeschwindigkeiten bei identischen Brennkammerdriicken
und Mischungsverhéltnissen zu untersuchen. Dies entspricht den Versuchsarten I, 11
und IIT in Abbildung [3.16] Neben der Variante der konstanten Druckstufen wurden
Versuche mit jeweils konstanten LOX-Eintrittsgeschwindigkeiten gefahren (Ziffern I,
IV und V). In dieser Konfiguration ldsst sich die Drosselung des Einspritzkopfes bei
konstanten LOX-Eintrittsgeschwindigkeiten bewerten.

3.3.3 Testkampagne 3: Einfluss des Injektordurchmessers

Ein wesentlicher Parameter des Strahlzerfalls ist der Durchmesser des zu zerstéu-
benden Fliissigkeitsstrahls. Dieser Parameter ist mitentscheidend fiir die Gréfie der
entstehenden Ligamente. Die oben beschriebenen Testkampagnen 1 und 2 konzen-
trierten sich auf den Einspritzkopf API50-68, der mit 68 LOX-Injektoren mit einem
Innendurchmesser von 1,5 mm ausgefiihrt ist. Die dritte Testkampagne sollte den
Einfluss des LOX-Strahldurchmessers auf die Treibstoffaufbereitung bei porsen In-
jektoren untersuchen. Dafiir wurden zwei neue Einspritzkopfe gefertigt: API50-36 und
API50-126. Diese Einspritzkopfe weisen einen Injektorinnendurchmesser von 2,0 bzw.
1,1 mm auf. Die Anzahl der Injektoren wurde dabei so gewéhlt, dass die gesamte fiir
den Sauerstoff zur Verfiigung stehende Eintrittsfliche fiir alle API50-Injektoren dhn-
lich ist. Dadurch wird sichergestellt, dass sich fiir identische Betriebspunkte (Druck,
Mischungsverhéltnis, Injektionstemperaturen und Brennkammerkontraktionsverhalt-
nis) dhnliche Eintrittsgeschwindigkeiten und damit auch Impulsverhéltnisse einstellen.
Fiir identische Betriebsparameter kann der Einfluss des LOX-Injektordurchmessers
auf die Qualitiat der Treibstoffaufbereitung untersucht werden.

Beide Einspritzkopfvarianten wurden bei Driicken von 100/80/60/50/40 bar und
Mischungsverhéltnissen von ROF = 4/5/6 betrieben. Dabei wurden jeweils zwei
unterschiedliche Testsequenzen abgefahren. In der ersten Sequenz wurden in jeder
Druckstufe die Mischungsverhéltnisse 4 und 5 eingestellt. Die zweite Sequenz wies
dagegen in jeder Druckstufe die Mischungsverhéltnisse 5 und 6 auf. Jede dieser
Sequenzen wurde fiir beide Einspritzkopfvarianten zweimal wiederholt, so dass fiir
jeden Einspritzkopf und jede Druckstufe zwei Betriebspunkte bei ROF = 4, vier bei
ROF = 5 und wiederum zwei bei ROF = 6 gefahren wurden. Die Treibstoffeintritts-
temperatur betrug hier wie auch in den Testkampagnen 1 und 2 etwa 105 K.
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3.3.4 Testkampagne 4 und 5: API fiir
80mm-Brennkammerdurchmesser

Neben den Versuchsreihen auf der 50 mm-Skala wurde das API-Konzept auch bei
einem Brennkammerdurchmesser von 80 mm untersucht. Als mogliches Anwendungs-
szenario wurde ein In-Space Triebwerk anvisiert. Fiir diese Anwendungen stellt ein
Brennkammerdurchmesser von 80 mm eine realistische Grolenordnung dar. Es sollte
im Rahmen dieser Versuchsreihen untersucht werden, ob das API-Injektordesign mit
einer transpirativ gekiihlten Brennkammerstruktur kompatibel ist. Die resultierenden
Anforderungen hatten unmittelbare Auswirkungen auf die Gestaltung des Einspritz-
kopfs (s. Abschnitt [3.2.3.2). Der Einspritzkopf fiir diese Anwendung wurde in zwei
Kampagnen charakterisiert:

e Testkampagne 4
In dieser Kampagne wurde der erste Einspritzkopfentwurf API80-168 V1 (Kon-
figuration API-80-1) untersucht und ein direkter Vergleich zu einem existieren-
den Koaxialeinspritzkopf (Konfiguration Koax-80-1) erstellt. Der Einspritzkopf
API80-168 V1 zeigte dabei ein instabiles Betriebsverhalten.

e Testkampagne 5
Das Ziel dieser Testkampagne war die Demonstration des stabilen Betriebs des
um ein Baffle ergénzten urspriinglichen Einspritzkopfs API80-168 V1 (Konfigu-
ration API-80-2) und/oder des modifizierten Einspritzkopfmusters API80-168
V2 (Konfiguration API-80-3).

Der Brennkammerdruckbereich lag bei 70 bis 90 bar und das Mischungsverhéltnis
zwischen 5 und 6. Die daraus resultierende Box wurde auf 9 Betriebspunkte bei
70/80/90 bar und ROF = 5,0/5,5/6,0 aufgeteilt. Abbildung zeigt die Brenn-
kammerkonfiguration API-80-3 am Priifstand P8 und wahrend des Heifllaufs.

In transpirativ gekiihlten Brennkammern werden erfihrt der Wasserstoff keine Aufhei-
zung wie im Fall der Regenerativkiihlung. Die Eintrittstemperatur am Einspritzkopf
entspricht daher ungefihr der Hyo-Pumpenaustrittstemperatur. Am Priifstand P8
kénnen Ho-Eintrittstemperaturen von 40 bis 50 K realisiert werden. Diese Eintritts-
temperatur wurde auch fiir den Einspritzkopf vorgesehen. Unmittelbar nach Ziindung
konnen diese tiefen Temperaturen jedoch nicht vom Priifstand garantiert werden. Sie
stellen sich erst nach einigen Sekunden ein. Daher wurden die oben genannten Be-
triebspunkte um einen weiteren Punkt ergénzt, der als precooling- oder Abkiihl-Phase
bezeichnet wird. Wahrend der ersten 20 bis 30 s sinkt die Wasserstofftemperatur auf
unter 50 K ab und die eigentlichen Betriebspunkte konnen angefahren werden. Die
Sauerstoffeintrittstemperatur lag wihrend dieser Kampagnen &hnlich wie bei den vor-
angegangenen Versuchskampagnen bei 115+ 5 K. Der gewiinschte Brennkammerdruck
und grofle Diisenhalsdurchmesser fiihrt bei diesen Versuchen zu grofleren benétigten
Gesamtmassenstromen, was sich negativ auf die mogliche Testdauer auswirkt. Durch
die notwendige Abkiihlphase reduziert sich die fiir die eigentlichen Lastpunkte reser-
vierte Testdauer weiter. Daher wurde in einer Sequenz jeweils nur eine Druckstufe

83



KAPITEL 3: Experimenteller Aufbau

Abbildung 3.17: Links: API80-168 V2 mit Brennkammer ,D“ und Hitzeschild am
Priifstand P8, rechts: Heiflgasversuch mit API80-168 V2 am P8

mit drei verschiedenen Mischungsverhéltnissen gefahren. Abbildung [3.18| zeigt diese
typische Versuchsstruktur mit einer 30s dauernden Abkiihlphase bei 50 bar und
den anschliefenden Betriebspunkten bei 70 bar. Die Wasserstoffeintrittstemperatur
fallt in diesem Fall von 50 K bei Ziindung auf einen Wert von 41 K zu Beginn der
Druckrampe auf 70 bar.
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Abbildung 3.18: Typischer Brennkammerdruckverlauf und Entwicklung der Wasser-
stoffeintrittstemperatur wihrend des Versuchs
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Abbildung 3.19: Links: Konfiguration API-80-4 im Heifllauf, rechts: untersuchte Be-
triebspunkte fiir den FRSC-Bereich

3.3.5 Testkampagne 6: Gasgenerator und
Vorbrennkammer-Anwendung

Zuséatzlich zu den Aktivitdten im Bereich der MCC-Anwendungen wurde auch die
Moglichkeit untersucht, einen API-Einspritzkopf in einer Gasgenerator-Anwendung
einzusetzen. Dabei muss unterschieden werden zwischen einer Vorbrennkammeran-
wendung fiir Gasgeneratoren und einer fiir eine treibstoffreiche gestufte Verbrennung
(FRSC):

e Gasgenerator
Bis ca. 125 bar Brennkammerdruck steigt der spezifische Impuls eines Triebwerks
auf Basis des Gasgeneratorzyklus stetig an. Ab diesem Druck iiberwiegen die
Nachteile aufgrund des fiir den Gasgenerator notwendigen Massenstroms. Die
Versuche zu Gasgeneratoren wurden daher bis zu einem Brennkammerdruck
von 150 bar und bei stark brennstoffreichen Mischungsverhéltnissen von 0,6 bis
1 gefahren.

e Gestufte Verbrennung
Typische Vorbrennkammern von Triebwerken auf Basis einer gestuften Verbren-
nung weisen Brennkammerdriicke oberhalb von 300 bar auf. Diese Betriebsbe-
reiche konnen am Priifstand P8 mithilfe der in Abschnitt beschriebenen
Brennkammer Modell I abgedeckt werden. Die Mischungsverhéltnisse lagen
bei diesen Versuchen ebenfalls im Bereich von 0,6 bis 1.

Im Rahmen dieser Arbeit werden die Versuche fiir eine FRSC-Anwendung bei Drii-
cken bis zu 330 bar beschrieben. Die Treibstoffeintrittstemperaturen lagen auf der
Sauerstoffseite bei ca. 120 K und auf der Wasserstoffseite bei ca. 60 K. Dies entspricht
einer Triebwerkskonfiguration, bei der der Wasserstoff der Vorbrennkammer direkt
aus der Treibstoffversorgung zugefiithrt wird, ohne dass dieser vorher zur Kiihlung
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Abbildung 3.20: Druck-, Mischungsverhéltnis- und Hy-Eintrittstemperaturverlaufe
wihrend eines Heifllaufs bei FRSC-Bedingungen

der Vorbrennkammer oder der Hauptbrennkammer genutzt wurde. Durch diese An-
ordnung entsteht in einem realen Triebwerk kein zusétzlicher Druckverlust bei der
Durchstromung der Kiihlkanéle und die Belastungen fiir die Turbopumpen sinken. Fiir
konventionelle Koaxialinjektoren wird eine niedrige Wasserstoffeintrittstemperatur als
risikoreich im Hinblick auf mogliche Verbrennungsinstabilitdten angesehen. Daher wur-
de eine niedrige Ho-Eintrittstemperatur angestrebt, um mogliche Stabilitatsprobleme
identifizieren zu kénnen. In Abbildung [3.19sind — neben einer Momentaufnahme wéh-
rend des Heifllaufs — die untersuchten Betriebspunkte im FRSC-Bereich dargestellt.
Abbildung [3.20] zeigt die Verldufe einiger charakteristischer Brennkammergrofien
bei einem Versuchslauf bei FRSC-Bedingungen. Der Gasgenerator-Massenstrom des
Vulcain-1I-Triebwerks liegt bei ca. 10kg/s. Die Betriebspunkte fiir den Gasgenera-
torbetrieb des portsen Injektors wiesen einen Gesamtmassenstrom von ca. 1kg/s
auf.

3.4 Datenauswertung

Im Folgenden werden die verwendeten Verfahren zur Bestimmung der Verbrennungs-
effizienz und -rauigkeit sowie des axialen Druckverlaufs in der Brennkammer beschrie-
ben. Als Eingangsgrofien dieser Verfahren werden jeweils iiber ein bestimmtes Intervall
gemittelte Messwerte herangezogen. Dieses Intervall wird als Auswertefenster bezeich-
net. Fiir die Bestimmung der Verbrennungsrauigkeit wird eine RMS-Berechnung auf
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Abbildung 3.21: Schematische Brennkammerdarstellung mit Benennung der verwen-
deten Bezugsebenen

Basis der dynamischen Druckdaten {iber die Lange des Auswertefensters durchgefiihrt.
Die im Abschnitt beschriebenen Heiflgasversuche wurden iiberwiegend als Abfolge
von diskreten Brennkammerdruck- und Mischungsverhéltnisstufen durchgefiihrt. Bei
dieser Versuchsart kann davon ausgegangen werden, dass sich ca. 3 — 5s nach einem
Betriebspunktwechsel stationdre Bedingungen eingestellt haben. Bestimmend fiir die-
se charakteristische Zeit ist das zeitliche Verhalten der Brennkammerwandtemperatur.
Die genannte Zeitspanne ist notwendig, damit sich das Temperaturprofil zwischen dem
Brennraum und der Kiihlkanaloberflache bei einem Lastwechsel stabilisieren kann.
Die Auswertefenster liegen daher stets am Ende einer solchen Brennkammerdruck-
und Mischungsverhéltnisstufe, um stationdre Bedingungen garantieren zu kénnen.
Die Lange der Auswertefenster betrug iiber alle hier beschriebenen Kampagnen
hinweg

tAF =1s.

Die Wahl dieser Zeitspanne basiert auf fritheren Ergebnissen von Suslov et al. [68].
Séamtliche benotigten Eingangsgrofien wurden {iber diese Zeitspanne hinweg gemittelt
und danach an die Auswerteroutinen iibergeben. Die jeweiligen Auswerteroutinen (Ef-
fizienz, Rauigkeit und axiales Druckprofil) werden fiir jeden stationdren Betriebspunkt
nur einmal ausgefiihrt.

3.4.1 Verbrennungseffizienz

Die Bestimmung der Verbrennungseffizienz geschieht iiber die Berechnung der cha-
rakteristischen Geschwindigkeiten c¢* fiir einen theoretischen optimalen Fall und fiir
die tatsdchlich gemessenen Brennkammerbedingungen. In Abbildung sind die
relevanten Positionen definiert, auf die im Weiteren zuriickgegriffen wird. Die Werte
der Grolen in der Injektionsebene werden mit dem Subscript ,,Inj* gekennzeichnet.
Das Subscript ,,EoC* steht fiir End of Combustion und bezeichnet eine Position vor
Eintritt in die Diisenkontraktion, an der die Reaktion im zylindrischen Brennkam-
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merteil im Wesentlichen abgeschlossen ist. Die Bedingungen im Diisenhals und in
der Austrittsebene werden mit ,t* (engl.: throat) und ,e“ (engl.: exit) gekennzeich-
net. Die charakteristische Geschwindigkeit ¢* ldsst sich mit Hilfe von Gleichung 2.2
bestimmen:

* pO,tAt
C = —F
m

Im Folgenden wird von einer isentropen Zustandsdnderung im konvergenten Diisenteil
ausgegangen, so dass der Totaldruck im Diisenhals identisch mit dem Totaldruck vor
Beginn der Diisenkontraktion ist.

Dot = Po,EoC (3.6)

Die Verbrennungseffizienz als Quotient aus experimentell ermittelter und theoretisch
moglicher charakteristischer Geschwindigkeit 1dsst sich beschreiben als:

* .
n o Cexp o pO,EoC,eprt,exp Mtheo
c* * - s .
Ctheo Mexp pO,EoC,theoAt,theo
P0,EoC,exp At,exp Mtheo
= (3.7)

P0,EoC,theo At,theo Mexp

Als Eingangsdaten fiir die Ermittlung der theoretisch moglichen charakteristischen
Geschwindigkeit fiir den betrachteten Betriebspunkt werden der experimentell er-
mittelte Brennkammermassenstrom und der vorab bekannte Diisenhalsquerschnitt
herangezogen. Somit ist

mtheo - mexp (38)
At,theo = At,exp (39)

und die Berechnung der Verbrennungseffizienz 7.+ vereinfacht sich zu:

Nee = pO,EoC,exp (310)
P0,EoC,theo

Der theoretisch erreichbare Totaldruck pg goc theo Wird durch eine Gleichgewichtsrech-
nung (NASA CEA Code [16]) bestimmt. Durch den verwendeten CEA Code werden
folgende Annahmen getroffen:

e Vollstandige Umsetzung der Treibstoffe

e Adiabate Verbrennung

e Verbrennung bei konstantem Druck

e Vernachlissigbare Eintrittsgeschwindigkeit der Treibstoffe

Fiir die Ermittlung der Brennkammerdaten wurden dabei die FAC-Option (Finite
Area Combustor) und die Equilibrium-Option eingestellt. Fiir die korrekte Beschrei-
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bung der Bedingungen wahrend des Versuchs muss der mit CEA ermittelte Totaldruck
nachtréglich korrigiert werden. Im Einzelnen wurden folgende Korrekturen durchge-
fiihrt:

e Beriicksichtigung des Eintrittsimpulses der Treibstoffe
e Beriicksichtigung des Stickstoffanteils im LOX-Massenstrom

Wiérmeverlust aufgrund der Brennkammerkiihlung
e Beriicksichtigung der irreversiblen Beschleunigung der Brennkammerstrémung

Nicht bertiicksichtigt wurde die Verdnderung des wirksamen Diisenhalsquerschnitts.
Die einzelnen Punkte werden im Folgenden diskutiert. Die Reihenfolge der einzelnen
Korrekturen und Berechnungsschritte fiir die Ermittlung der Verbrennungseffizienz ist
in Abbildung[3.24im Anschluss an die Beschreibung der einzelnen Punkte schematisch
dargestellt.

3.4.1.1 Eintrittsimpuls

Der mithilfe der gemessenen Werte fiir Treibstoffmassenstrome und -temperaturen
berechnete theoretische Totaldruck in der Injektionsebene gilt fiir urp,; = 0. Die
Eintrittsgeschwindigkeiten der Treibstoffe sind im Falle des pordsen Injektors im Ver-
gleich zur Geschwindigkeit der ausreagierten Stromung zwar klein, der Eintrittsimpuls
(Subskript ,,EI“) kann jedoch nicht vernachlissigt werden. Bei der Betrachtung von
klassischen Koaxialinjektoren ist dieser Eintrittsimpuls ca. um den Faktor (ROF + 1)
grofer. Die Beriicksichtigung dieses Eintrittsimpulses liefert einen zusétzlichen Druck-
term

m AInj,O
oMo —F
ABK ABK

(3.11)

der zu dem ermittelten Totaldruck pg m;jtheo addiert wird. Eine Beriicksichtigung
der Eintrittsimpulse von LOX und H, fiihrt im Fall der porosen Injektion zu einer
Erhohung des theoretischen Totaldrucks in der Injektionsebene in der Gréfenordnung
von 0,4 bar.

3.4.1.2 Stickstoffanteil im LOX-Massenstrom

Am Priifstand P8 wird der fliissige Sauerstoff im Fahrtank mit Stickstoff bedriickt.
Ein Teil dieses Stickstoffs 16st sich im Sauerstoff. Dieser Stickstoffanteil gelangt
dadurch in die LOX-Versorgung und damit in den Brennraum. Dieser Anteil liegt in
der GroBlenordnung weniger Volumenprozente. Bei der Bestimmung des theoretischen
Totaldrucks in der Injektionsebene muss dieser Massenanteil beriicksichtigt werden,
da ansonsten der berechnete Totaldruck zu grofl wird. Die Annahme eines reinen
Sauerstoffmassenstroms liefert den grofitmoglichen theoretischen Totaldruck und
damit einen minimalen Wirkungsgrad n. (s. GL . Der Stickstoffanteil variiert
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Abbildung 3.22: Verringerung des erreichbaren Totaldrucks in der Brennkammer in
Abhéngigkeit vom Druckniveau und Sauerstoffanteil im gesamten
Oxidatormassenstrom

allerdings zwischen den Versuchen um einige Prozentpunkte und muss daher bertick-
sichtigt werden, um die Versuche vergleichbar zu machen.

Der Zusammenhang von dem Stickstoffanteil im LOX-Massenstrom und der Verringe-
rung des theoretisch erreichbaren Totaldrucks ist in Abbildung dargestellt. Der
Effekt wird zu hoheren Brennkammerdriicken hin grofler. Der im LOX geloste Stick-
stoff kann zu einer Verringerung des theoretischen Totaldrucks in der GréBenordnung
von 1% fithren und wird fiir jeden gemittelten Betriebspunkt separat ausgewertet.
Neben dem Einfluss des Stickstoffs auf die Reaktion in der Brennkammer ist auch
die Beeinflussung der Massenstrommessung durch diesen Stickstoffanteil zu beriick-
sichtigen. Die Massenstrommessung am Priifstand P8 geschieht iiber eine Volumen-
strommessung durch ein Flow Meter (FM) und eine hinterlegte Dichte fiir reinen
Sauerstoff. Fiir den Fall, dass der Stickstoff nicht im Sauerstoff gelost ist, ergibt sich
allerdings eine verringerte Dichte an der Messturbine und damit auch ein geringerer
Gesamtmassenstrom von Sauerstoff und Stickstoff. Der Korrekturfaktor fiir den
gemessenen Massenstrom ergibt sich zu:

m rea.
Eno, = 0 (1= wp,) L (3.12)

. )
mo, ,gemessen PO, FM

wobei sich der Massenanteil wp, des Sauerstoffs am gesamten Massenstrom in der
LOX-Fahrleitung aus der Online-Messung (,,CIT*) des entsprechenden Volumenanteils

®o, ergibt:

Woy, = (313)
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Der Volumenanteil des Stickstoffs im Oxidatorgesamtmassenstrom wird am Priifstand
P8 wiahrend des Versuchs laufend gemessen. Dazu wird stromauf des Interfaces zur
Brennkammer ein Teil des Oxidatormassenstroms abgezweigt und auf Umgebungs-
druck entspannt. Vor der Messung des Volumenanteils wird das Gasgemisch im
Messsystem auf eine Temperatur von 55° C gebracht. Bei diesen Bedingungen kénnen
Stickstoff und Sauerstoff als ideale Gase angesehen werden, und die Volumenmessung
entspricht einer Molzahlmessung. Das Dichteverhéltnis in Gleichung liegt bei
diesen Bedingungen bei

PO 11,1497 (3.14)
PNz oI

Durch die Reduktion des Gesamtmassenstroms LOX im Vergleich zur direkten Mes-
sung verschiebt sich auch das tatséchlich vorliegende Mischungsverhéltnis gegeniiber
den gemessenen Werten. Das korrigierte Mischungsverhéltnis ist daher:

ROFreal = 6r‘no2 : ROFgemessen (315)

3.4.1.3 Veranderung des wirksamen Diisenhalsquerschnitts

Die Gestalt des Diisenhalses hat einen grofien Einfluss auf den sich einstellenden
Brennkammerdruck fiir einen gegebenen Gesamtmassenstrom. Die Herausforderung
besteht in einer genauen Bestimmung der effektiven Durchtrittsfliche im Diisenhals.
Die effektive Durchtrittsfliche wird von drei Parametern kontrolliert.

o Kriimmung
Die Linie, auf der die Stromungsgeschwindigkeit Ma = 1 entspricht, wird als
Sauer-Linie bezeichnet. Diese Sauer-Linie ist keine exakt senkrechte Scheibe
im engsten Querschnitt der Diise, wird aber héufig als solche angenéhert.
In der Realitét ist sie leicht in Richtung der Diisenerweiterung gekriimmt
und setzt noch vor dem engsten Querschnitt an der Diisenkontur an. Diese
Kriimmung fiihrt zu einer Verringerung des kritischen Massenstroms. Der
dominierende Parameter fiir das Ausmafl der Kriitmmung der Sauer-Linie ist
fiir eine typische Diisenhalskontur das Verhéltnis von Diisenhalsdurchmesser
zum Kriimmungsradius des Diisenhalses im konvergenten Teil der Diise. Die
urspriingliche Herleitung der geometrischen Form dieser Linie findet sich bei
Sauer [61]. Rao ermittelte mithilfe dieser Beziehungen einen c4-Wert [59]. Kliegel
und Levine lieferten 1969 eine deutlich verbesserte Methode zur Bestimmung
der Sauerlinie und des dazugehorigen c4-Wertes [33], die von Back et. al. durch
Messungen mit Luft experimentell bestétigt wurde [1]. Das Verhéltnis von
Diisenhalsdurchmesser zum Kriimmungsradius des Diisenhalses liegt fiir die
verwendeten Diisen auf 50 mm-Skala bei 0,9, woraus sich nach Kliegel und
Levine fiir K = 1, 15 eine Reduktion des kritischen Massenstroms auf 99,16 %
des idealen kritischen Massenstroms ergibt. Bei Experimenten mit einer 80 mm
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durchmessenden Brennkammer kamen auch Diisen mit einem Verhéaltnis von
1 zum Einsatz, fiir die der kritische Massenstrom auf 99,05% des idealen
kritischen Massenstroms absinkt.

e Grenzschicht

Die sich in der Brennkammer ausbildende Grenzschicht schniirt die Hauptstro-
mung im Diisenhals weiter ein. Der maximale Massenstrom wird dadurch weiter
verringert, der theoretisch erreichbare Totaldruck erhoht sich entsprechend.
Durch die starke Beschleunigung und Kiihlung im konvergenten Diisenteil wird
die Grenzschichtdicke allerdings verkleinert. Fiir eine genaue Betrachtung miiss-
te fiir jeden betrachteten Lastpunkt eine Grenzschichtrechnung (z. B. TDK)
durchgefiihrt werden.

e Thermische und mechanische Belastung

Wiéhrend des Versuchs wird das Diisensegment der Brennkammer thermisch
und mechanisch stark belastet. Dadurch kommt es zu einer Verformung des
Diisenhalses. Im Falle eines regenerativ gekiihlten Diisenhalses bildet sich in
der Materialschicht zwischen Hei3gasoberfliche und Kiihlkanaloberfliche ein
Temperaturgradient aus. Das weiter aulen gelegene Material wird dabei auf die
Temperatur des Kiithlmediums gekiihlt und zieht sich entsprechend zusammen,
wahrend sich der zwischen Kiihlkanal und Hei3gas gelegene Anteil ausdehnt. Fiir
eine genaue Bestimmung dieses Einflusses miisste die konkrete Halsgeometrie
mit den angenommenen Wirmelasten modelliert werden.

Um den Diiseneinfluss auf die Verbrennungseffizienz exakt zu bestimmen, wiren fiir
jeden Betriebspunkt umfangreiche stromungs- und strukturmechanische Rechnungen
erforderlich. Dieses Vorgehen wiirde allerdings den Rahmen dieser Arbeit sprengen.
Fiir die Auswertung wurden die obigen Punkte daher nicht beriicksichtigt. Thr
Gesamteinfluss auf die Bestimmung der Verbrennungseffizienz liegt bei mindestens
einem Prozentpunkt. Der Kriimmungseinfluss und der Einfluss der Grenzschicht
verringern die effektive Diisenaustrittsfliche und damit den realen Massenstrom im
engsten Querschnitt. Dadurch steigt der Brennkammertotaldruck gegeniiber einer
idealen Berechnung. Durch die Nichtberiicksichtigung der obigen Fehler wird die
Verbrennungseffizienz um ca. einen Prozentpunkt iiberschétzt. Der thermische und
mechanische Einfluss weist keine eindeutige Tendenz zu einer VergréfSerung oder
Verkleinerung des effektiven Diisenhalses auf. Da alle Versuche mit geometrisch
relativ dhnlichen Diisen (regenerative Kiihlung, Verhaltnis der Kriimmungsradien
zum Halsradius) durchgefithrt wurden, wird angenommen, dass der Gesamteinfluss
auf die Verbrennungseffizienz fiir alle hier betrachteten Versuche gleich ist.

3.4.1.4 Warmeverlust aufgrund der Brennkammerkiihlung
Die in dieser Arbeit betrachteten Brennkammerkonfigurationen bestehen aus mit

Wasser gekiihlten Brennkammersegmenten. Wihrend des Betriebs wird der Heif3-
gasstromung eine gewisse Wiarmemenge Qw iiber diese Kiihlung entzogen, die
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Abbildung 3.23: Einfluss des Brennkammerkontraktionsverhéltnisses auf den Total-
druckverlust infolge der irreversiblen Beschleunigung

zwischen 2 und 5% der gesamten in der Brennkammer freigesetzten Wirmemenge
Qgpx liegt. Um Versuche mit unterschiedlichen Kiithlungsbedingungen vergleichen
zu konnen, wird die entzogene Warmemenge bei der Berechnung des theoretischen
Totaldrucks beriicksichtigt. Da die Bestimmung des Totaldrucks mittels einer che-
mischen Gleichgewichtsrechnung bei adiabaten Bedingungen geschieht, miissen die
Eintrittsenthalpien der Treibstoffe fiir diese Rechnung verringert werden. Dadurch
werden die Brennkammerbedingungen fiir eine Heilgasstromung mit der gleichen
Gesamtenthalpie wie im Versuch berechnet. Fiir die hier présentierten Auswertungen
wurde lediglich die Eintrittsenthalpie des Wasserstoffs modifiziert.

Ein weiterer moglicher Einfluss der Brennkammerkiihlung ist ihr Einfluss auf die
Entwicklung der Grenzschicht in der Brennkammer. Dieser Effekt ist fiir die Durch-
stromung des Diisenhalses relevant (s. o.), wurde allerdings im Rahmen dieser Arbeit
nicht beleuchtet.

3.4.1.5 Energieverluste durch irreversible Beschleunigung

In einem realen Triebwerksprozess fithrt die Warmefreisetzung aufgrund der einset-
zenden Reaktion zu einer Verringerung der Dichte und damit zu einer Beschleunigung
der Brennkammerstromung. Diese Beschleunigung geht mit einem Druckabfall in
Stromungsrichtung einher, so dass die chemische Reaktion nicht bei konstantem
Druck ablauft. Die Beschleunigung der Heiflgase aufgrund der Warmezufuhr stellt ei-
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nen irreversiblen Prozess dar. Daher ist der tatsdchliche Totaldruck am Diiseneintritt
geringer als der fiir eine ruhende Brennkammeratmosphére berechnete Wert. Die
Grofle dieses Verlustes wird von dem Kontraktionsverhéltnis und damit von der sich
im Brennraum einstellenden Machzahl bestimmt. Er ist minimal fiir Brennkammer-
bauformen mit einem sehr groflen Kontraktionsverhéltnis. Fiir diese Brennkammern
erfolgt die Reaktion bei einer verschwindend geringen Stromungsgeschwindigkeit und
die Beschleunigung des ausreagierten Heiflgases auf Ma = 1 findet ausschliefllich unter
isentropen Bedingungen im konvergenten Diisenteil statt. Das andere Extrem stellt
der Fall €. = Ag,c/A¢ = 1 dar, eine Brennkammer ohne geometrischen Diisenhals
(engl.: throatless rocket motor). Fiir diese Bauform ist der Totaldruckverlust maximal,
da die Beschleunigung auf Ma = 1 ausschliellich durch die Warmefreisetzung der
Reaktion hervorgerufen wird.

Unter der Vorraussetzung einer sonischen Durchstromung des Diisenhalses ergibt sich
die Machzahl vor dem Diiseneintritt mithilfe folgender Beziehung aus dem Kontrak-
tionsverhéltnis der Brennkammer und dem Isentropenkoeffizienten des Heif3gases:

(3.16)

K—1

k41
Apoc 1 {1 + "T_lMa%OC] 2(e—1)
2

At B ManC

Fiir die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Kontraktionsverhéltnisse und Gas-
zusammensetzungen ergeben sich Brennraum-Machzahlen im Bereich von Mag,c =
0,19...0,31. Der Totaldruckverlust fiir diese Machzahlen ist nicht vernachléssigbar.
Um Versuche bei unterschiedlichen Brennkammerkonfigurationen und Brennraum-
Machzahlen vergleichen zu kénnen, wird der theoretisch maximal mogliche Totaldruck
entsprechend korrigiert. Das Verhéltnis der Totaldriicke in der Injektionsebene und
in der Diiseneintrittsebene ergibt sich zu:

o LN [ 1 5 ) o1
Do,EoC 1+ /{Ma%nj 1+ %MaéoC .
fir den Fall verschwindender Eintrittsgeschwindigkeiten (May,; — 0) folgt:
Pommj 1+ xkMad 3.18)
e (14 M)

Diese Beziehung ist fiir verschiedene Werte von x in Abbildung dargestellt. Der
Einfluss der Heiflgaszusammensetzung, die durch den Isentropenkoeffizienten beschrie-
ben wird, ist gering. Entscheidend ist das Kontraktionsverhéltnis der Brennkammer.
Bei niedrigen Kontraktionsverhéltnissen und dementsprechend hohen Machzahlen
steigt der Totaldruckverlust stark an. Die im Rahmen dieser Arbeit verwende-
ten Brennkammerkonfigurationen waren mit Diisen mit Kontraktionsverhéltnissen
zwischen 2 und 3,2 ausgestattet. Der Totaldruckverlust und damit auch der Wir-
kungsgradverlust allein aufgrund der irreversiblen Beschleunigung der Brennkam-
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merstromung betragt demnach zwischen 2 und 5 Prozentpunkten. Um verschiedene
Konfigurationen vergleichen zu koénnen, ist eine Korrektur des berechneten Total-
drucks mithilfe des in Gleichung bestimmten Faktors notwendig.

3.4.1.6 Bestimmung des Totaldrucks im Versuch

Die JANNAF-Prozedur zur Ermittlung der Verbrennungseffizienz einer Raketenbrenn-
kammer (s. [55]) bietet zwei Moglichkeiten zur Messung des Brennkammerdrucks
an: zum einen die Messung in der Injektorebene und zum anderen in einer Brenn-
kammerebene kurz vor Eintritt in die Diisenkontraktion. Fiir die hier beschriebenen
Untersuchungen wird auf die zweite Option zuriickgegriffen, die auch von den Autoren
der JANNAF-Studie als die weniger fehleranféllige beschrieben wird.

Fiir die Bestimmung des experimentellen Totaldrucks am Diiseneintritt wird daher auf
einen gemessenen Wanddruck vor dem Diiseneintritt zuriickgegriffen. Entscheidend ist
hierbei die Annahme, dass an der axialen Position des Sensors die Wérmefreisetzung
und Beschleunigung des Heiflgases im zylindrischen Brennkammerteil bereits abge-
schlossen ist und sich somit der Totaldruck nicht mehr dndert. Aus dem gemessenen
Wanddruck pgoc kann mit

K

o —1 meT
% - <1+“2 Magoc) (3.19)

der gesuchte Totaldruck ermittelt werden. Als Wert fiir den Isentropenkoeffizienten
x wird hier der theoretische Wert fiir die vollstéindig ausreagierte Heiflgasstromung
keoc aus der Gleichgewichtsrechnung angenommen.

Die alternative Bestimmung des Totaldrucks am Diiseneintritt auf Basis des statischen
Drucks in der Injektorebene ergibt sich nach JANNAF zu:

ZuPro mPro _K_
1 + 2= YProp™MProp 1 .
Po,EoC PInjAlnj R 2
— = 1+ —Ma 3.20
Pinj 1+ kMa, ( + 2 EOC) ( )

In diesem Fall liegt die Schwierigkeit in der sauberen Messung von pryj, dem statischen
Druck in der Injektorebene. Je nach Injektorbauform kann es hier zu einer Verfil-
schung der Messung durch Rezirkulationszonen im Randbereich des Brennraums
kommen.

3.4.1.7 Fehlerbetrachtung

Aufgrund des Umfangs der notwendigen Berechnungsschritte zur Bestimmung der
Verbrennungseffizienz wird die Fehlerbetrachtung nur in Form einer Worst-Case-
Abschétzung durchgefiihrt. Die grofiten Einfliisse auf die Bestimmung der Verbren-
nungseffizienz haben Messfehler beim statischen Brennkammerdruck pgoc, dem Ge-
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Abbildung 3.24: Abfolge der Berechnungsschritte bei der Bestimmung von 7.
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samtmassenstrom 74,5 und dem Mischungsverhéltnis der Treibstoffe ROF. Wahrend
der gemessene Brennkammerdruck direkt den experimentellen Totaldruck po goc exp
bestimmt, sind der Gesamtmassenstrom und das Mischungsverhéltnis fiir den theore-
tisch moglichen Totaldruck po goc theo €ntscheidend. Zur Abschitzung des moglichen
Fehlerbandes fiir n} wird die Berechnung mit den maximalen Abweichungen der
obigen Parameter wiederholt. Dadurch ergeben sich 8 weitere Ergebnisse (23, jeweils
Minimal- und Maximalwert von drei Messgrofien). Die grofiten Abweichungen der
so ermittelten Verbrennungseffizienz vom Nominalwert bestimmen den maximalen
Fehler. Diese Fehlerbetrachtung fithrt zu grolen Fehlerbalken in der Gréflenordnung
von 2 Prozentpunkten. In der Literatur werden sogar Fehler von +4 Prozentpunkten
bei der Bestimmung von n* als akzeptabel angesehen [22].

3.4.1.8 Alternative Bestimmung der Verbrennungseffizienz

Neben der oben beschriebenen Vorgehensweise bei der Bestimmung der Verbren-
nungseffizienz ist auch eine Bestimmung der charakteristischen Geschwindigkeit iiber
eine Schubmessung moglich. Diese Methode hat sich bei realen Triebwerken bewéhrt,
lasst sich aber bei Schubkammertests am P8 kaum einsetzen. Der spezifische Impuls,
der Triebwerksschub und die charakteristische Geschwindigkeit hdngen wie folgt
zusamimen:

Isp=—— =< & °°F (3.21)

m-g g 9

Der Parameter cg bezeichnet dabei den Schubkoeffizienten der Diise. Die Bestimmung
der charakteristischen Geschwindigkeit reduziert sich damit auf die Messung des
Triebwerkschubs und des gesamten zugefithrten Massenstroms.

Im Fall von Hochdruckbrennkammern am Priifstand P8 bringt dieses Vorgehen
mehr Probleme als Vorteile mit sich, da eine genaue Messung des Triebwerkschubs
kaum moglich ist. Neben dem Schubbock, der die entstehenden Kréfte ableiten soll,
werden auch iiber die aufgrund der notwendigen Wandstérke steifen Rohrleitungen
Krifte aufgenommen und so das Messergebnis stark verfdlscht. Dazu kommt ein
schwer bestimmbares Verformungsverhalten des gesamten Triebwerks durch die
Abkiihlung wiahrend des Versuchs. Aufgrund dieser kaum quantifizierbaren Einfliisse
wird davon ausgegangen, dass die Verbrennungseffizienz einer Schubkammer mit der
oben genannten Methodik auf Basis einer Druckmessung im Brennraum genauer
bestimmt werden kann.

3.4.2 Verbrennungsstabilitat

Als wichtigstes Kriterium fiir die Verbrennungsstabilitit dient die Messung der
Verbrennungsrauigkeit. Als Maf fiir die Verbrennungsrauigkeit wird der RMS- oder
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Effektivwert des dynamischen Drucks herangezogen.

RMS = (3.22)

n = tar-100kHz

Als Basis dient dabei das ungefilterte Signal mit einer Abtastfrequenz von 100 kHz.
Dieser RMS-Wert wird iiber die gesamte Léange des betrachteten Auswertefensters
berechnet. Um fiir jeden Betriebspunkt einen einzigen skalaren Wert zu erhalten,
werden die mit Hilfe von Gleichung ermittelten p’-Werte aller dynamischen Druck-
aufnehmer in der Injektionsebene gemittelt. Der resultierende Wert wird anschlieend
mit dem Mittel des statischen Brennkammerdrucks an dieser Position normiert.
Neben dem ungefilterten Signal werden auch RMS-Werte fiir gefilterte Datensétze
ermittelt. Es existieren im Brennraum und in den Treibstoffsammlern charakteris-
tische Frequenzen unterhalb von 100 Hz, die eindeutig dem Versorgungssystem des
Priifstands zugerechnet werden kénnen. Um ihren Einfluss auf die RMS-Berechnung
zu quantifizieren, wird neben dem ungefilterten Signal auch ein mit einem 100 Hz-
Hochpassfilter bearbeitetes Signal ausgewertet.

3.4.3 Axialer Druckverlauf

Die Umsetzung der Treibstoffe und die damit einhergehende Beschleunigung der
Heiflgasstromung fithren zu einem charakteristischen Verlauf des statischen Drucks in
der Brennkammer. Der Druck nimmt dabei von der Einspritzung bis zum Eintritt in
den konvergenten Teil der Diise stetig ab. Dieser Druckabfall setzt sich in der Diise
verstarkt fort, was aber fiir eine Betrachtung der Treibstoffaufbereitung nicht mehr
von Interesse ist, da zu diesem Zeitpunkt schon von einer vollsténdigen Umsetzung
ausgegangen wird. Der Druckabfall im zylindrischen Teil der Brennkammer weist
dabei unterschiedliche Gradienten auf. Durch die Auslegung der Versuchsbrennkam-
mern als fotoskalierte subscale-Brennkammern ergibt sich ein sehr langer zylindrischer
Brennkammerteil vor dem Beginn der Brennkammerkontraktion in der Diise. Da-
durch kann ein Druckgradient durch eine Querschnittséinderung in der Brennkammer
vermieden werden. Starke lokale Druckgradienten in axialer Richtung weisen auf Be-
reiche mit intensiver Stoffumsetzung und entsprechend starker Warmezufuhr hin. Auf
der anderen Seite bedeutet ein nahezu konstantes Druckniveau in axialer Richtung
eine im Wesentlichen abgeschlossene Reaktion. Es kann davon ausgegangen werden,
dass sich bei konstantem Druck in der Brennkammer die Heiflgaszusammensetzung
im chemischen Gleichgewicht befindet. Die entsprechende axiale Position, ab der von
einer nahezu vollstdndig ausreagierten Stromung ausgegangen wird, wird als zg.c
bezeichnet. Fiir die experimentelle Ermittlung der Verbrennungseffizienz nach der
in beschriebenen Methode kann nur ein Sensor stromab von zg.c verwendet
werden. Der Wert von xg.c ist auch fiir die Dimensionierung einer mit einem pordsen
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Injektor ausgestatteten Brennkammer entscheidend.

Vorangegangene Untersuchungen haben gezeigt, dass ein Grofiteil des Druckverlustes
in der Brennkammer auf den ersten 100 bis 150 mm stromab der Injektionsebene
stattfindet. Um diesen maximalen Druckgradienten in Abhéngigkeit von unterschied-
lichen Betriebsbedingungen zu charakterisieren, wurde dieser Bereich mit mehreren
Drucksensoren ausgestattet.

Zur Auswertung der gemessenen Druckdaten wird aus den gemessenen Werten ein
Wanddruckverlauf p(z) approximiert. Aus diesem Wanddruckverlauf ldsst sich dann
ein lokaler Druckgradient p/(z) ermitteln. Die fiir die Bestimmung von p(z) verwende-
ten Druckdaten werden dabei fiir einen stationédren Betriebspunkt iiber die Lénge des
Auswertefensters T gemittelt. Fiir die Approximation des axialen Druckverlaufs
wird ein axial verzerrtes Sinusprofil zugrunde gelegt. Die Druckverteilung erhélt
dadurch die Form:

p(z) =+ A-sin (g + t(a:)) (3.23)

Abbildung zeigt den Zusammenhang zwischen der urspriinglichen Sinusfunktion
im Bereich von %71’ bis %7‘[‘ und der daraus abgeleiteten Approximation fiir den Brenn-
kammerdruckverlauf. Der Verlauf von %71’ bis m wird dabei gestaucht, wiahrend der
Teil von 7 bis %71’ gestreckt wird. Dies geschieht iiber die Wahl einer geeigneten Form
von t(z), der Ubertragungsfunktion von der realen Koordinate x im Brennraum auf
den Bereich von %7‘(‘ bis %71’ der Sinusfunktion. Abbildung zeigt gemessene Wand-
druckdaten zusammen mit der dazugehorigen Fit-Funktion. Der dargestellte Verlauf
ist charakteristisch fiir die im Rahmen dieser Arbeit gemessenen Druckverldufe. Die
gestauchte Sinusfunktion bildet sowohl den starken Druckgradienten nach ca. 30 mm,
als auch die relativ konstanten Druckplateaus in Einspritzkopfnahe und weit stromab
sehr gut ab. Fiir die Bestimmung der Gewichtungsfaktoren der einzelnen Datenpunk-
te wurde die Messungenauigkeit u der verwendeten Drucksensoren herangezogen.
Um die Fitqualitdt weiter zu erhohen, wurden an ausgewéhlten Stellen hochprézise
Sensoren eingesetzt, die eine entsprechend hohere Gewichtung erhielten:

N

w; = 21 (3.24)

U

Ab einer axialen Position xg.c variiert der axiale Druckverlauf nur minimal, und der
Druckgradient p’(x) geht gegen 0. Die Reibungsverluste in der Brennkammer sind
vernachlassigbar klein. Es findet ab dieser Position kaum noch Vermischung statt,
und Austauschprozesse basieren nur noch auf Diffusionsprozessen. Eine eventuell
vorhandene Inhomogenitédt in der Verteilung der Mischungsverhiltnisse fithrt zu
einer nicht vollstdndigen Verbrennung, und der Verbrennungswirkungsgrad nimmt
Werte < 1 an. Die Bestimmung von xg.c geschieht {iber die Betrachtung des aus den
gemessenen Wanddriicken interpolierten Druckverlaufs. Der lokale statische Druck

99



KAPITEL 3: Experimenteller Aufbau
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Abbildung 3.25: Ubergang von einer reinen Sinusfunktion zur Approximation der

Wanddruckdaten

p(z) ldsst sich iiber

p(l’) — Pmin

Prorm .CU) = 3.25
( Pmaz — Pmin ( )
in einen Wert zwischen 0 und 1 iibersetzen. Sobald

pnor‘m(w) < Prorm,EoC (326)

ist, wird die Verbrennung als im Wesentlichen abgeschlossen betrachtet. Fiir die
Messungen in dieser Arbeit wurde der Schwellenwert

Prorm,EoC = 27 5% (327)

gesetzt. Sobald also 97,5 % des gesamten im Brennraum auftretenden Druckabfalls
abgeschlossen sind, wird von einer vollstindigen Verbrennung ausgegangen. Der
Druckgradient p’(z) korreliert eng mit der Treibstoffumsetzung an der Stelle z,
muss aber nicht direkt proportional zu dieser sein. Als Vergleichsgrofe fiir die Ge-
schwindigkeit der Treibstoffumsetzung in der Brennkammer wird der Schwerpunkt der
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I
B Experimentell ermittelter Wanddruck
Sinus-Fit der Druckdaten

p / (po,lnl.lheo * rlc*)
o
&
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.
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Abbildung 3.26: Typische Wanddruckdaten und der dazugehorige Fit mittels eines
verzerrten Sinusprofils

Druckgradientenverteilung herangezogen. Er lisst sich wie folgt aus p/(z) ermitteln:

Jxp(x)de

TCoq = Tp/(x) dr (3.28)

Niedrige Werte entsprechen einer Konzentration der Stoffumsetzung in Néhe der
Injektionsebene. Dies deutet auf ein schnelles Einsetzen der Beschleunigung der
Brennkammerstrémung und damit auf schnell anwachsende lokale Scherkrifte an
den LOX-Strukturen hin. Ein weiter nach hinten verschobener Schwerpunkt der
Druckgradientenverteilung legt dagegen das Vorhandensein von LOX-Ligamenten
und -Tropfen mit langer Lebensdauer nahe, die nur langsam umgesetzt werden.
In Abbildung sind neben den gemessenen Druckdaten eines exemplarischen
Betriebspunkts und dem dazugehérigen approximierten Druckverlauf auch die daraus
abgeleiteten Positionen von zco.g und zg.c aufgetragen.
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4 Experimentelle Ergebnisse

4.1 Einfluss der Injektionsbedingungen und
Drosselung

4.1.1 Verbrennungseffizienz
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Abbildung 4.1: Verbrennungseffizienz bei kontinuierlicher Drosselung (links) und bei
Drosselung mittels diskreter Stufen (rechts)

Die nach dem in Abschnitt beschriebenen Verfahren berechnete Verbrennungsef-
fizienz fiir die kontinuierliche und stufenférmige Drosselung sind in den Abbildungen
dargestellt. Fiir den Fall der Drosselung in diskreten Schritten wurden zwei
Testlaufe zusammengefasst und auf den gemeinsamen Maximalwert aus beiden Ver-
suchen normiert. Die ausgewiesenen Fehlerbalken ergeben sich aus den moglichen
Fehlerbereichen der Massenstrom- und Brennkammerdruckmessungen (s. Abschnitte
und B.L).

Die Verbrennungseffizienz steigt fiir den kontinuierlich gedrosselten Testlauf zu nied-
rigen Driicken leicht an. Da diese Rampe von hohem zu niedrigem Druck gefahren
wurde, lasst sich dieser Anstieg mit der Abweichung des gemessenen Massenstroms
vom tatsdchlich zu diesem Zeitpunkt eingespritzten Massenstrom erkldren (s. Ab-
schnitt . Die ermittelte Verbrennungseffizienz sinkt dabei von niedrigem hin zu
hohem Brennkammerdruck um 2,7 Prozentpunkte.

Die berechneten Werte fiir die diskrete Drosselung zeigen keine direkte Abhéngigkeit
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Abbildung 4.2: Einfluss der Differenzgeschwindigkeit und des Impulsstromverhaltnis-
ses auf die Verbrennungseffizienz

vom Brennkammerdruck. Die ermittelten Werte der Verbrennungseffizienz schwanken
nur um wenige Zehntelprozentpunkte bei einer Drosselung von 100 auf 30 bar. Eine
Drosselung des porosen Einspritzkopfs scheint nur einen sehr geringen Einfluss auf
die Verbrennungseffizienz zu haben. Die charakteristische Brennkammerlinge L *
betrug 1044 mm fiir die betrachtete Brennkammerkonfiguration API-50-1, was fiir
die Treibstoffkombination LOX/GHj ein sehr konservativer Wert ist. Die Literatur
gibt als Richtwerte fiir die LOX/GHa-Verbrennung einen Bereich von 560 bis 710 mm
an [26]. Die mittlere Aufenthaltszeit der Treibstoffe im Brennraum lag dabei bei
1,55 40,05 ms. Die charakteristische Lénge kann fiir bekannte Injektorbauformen als
mehr als ausreichend angesehen werden, um eine vollsténdige Reaktion der Treibstoffe
zu gewéhrleisten.

Die wichtigsten zur Charakterisierung von koaxialen Einspritzelementen herangezoge-
nen Kennzahlen sind das Geschwindigkeits- und Impulsstromverhéltnis von Treibstoff
und Oxidator. In Abbildung ist die Verbrennungseffizienz in Abhéngigkeit von
der Differenzgeschwindigkeit (links) und dem Impulsstromverhéltnis (rechts) von
Oxidator zu Treibstoff aufgetragen. Da das Treibstoffmischungsverhéltnis bei diesen
Versuchen konstant gehalten wurde, korrelieren beide Groflen direkt mit dem Brenn-
kammerdruck. Die Drosselung des Triebwerks von 100 auf 30 bar entspricht einer
Variation der Differenzgeschwindigkeit von Oxidator zu Treibstoff (DVOF = up — up)
von 5,9 bis -4,3m/s und einer Variation des entsprechenden Impulsstromverhéltnisses
(MROF = poud)/prui) von 110 bis 40. In diesen Versuchen konnte kein Einfluss der
injektorbezogenen Kenngrofien auf die Verbrennungseffizienz nachgewiesen werden.
Dies lésst den Schluss zu, dass der Einfluss der fiir Koaxialinjektoren entscheidenden
Kenngroflen fiir die Treibstoffaufbereitung von porésen Injektoren vernachlassigbar
ist.
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4.1.2 Axiale Druckverteilung

In der Testkonfiguration API-50-1 kam ein zusétzliches Messsegment zur hochauflo-
senden Bestimmung des axialen Druckverlaufs in Einspritzkopfnéhe zum Einsatz. Fiir
die Auswertefenster der einzelnen Druckstufen wurden die Druckdaten gemittelt und
anschliefend mit dem jeweiligen theoretisch bestimmten Totaldruck in der Injektions-
ebene pg mjtheo Und der entsprechenden Verbrennungseffizienz 7., normiert. Durch
diese Normierung lassen sich die Druckverldufe aus unterschiedlichen Lastpunkten
direkt vergleichen. In Abbildung sind die axialen Druckverldufe fiir ausgewahlte
Lastpunkte von Testlauf 1 und 2 aufgetragen. Der dargestellte Verlauf des Druckes
entlang der Brennkammerwand ist représentativ fiir alle im Rahmen dieser Arbeit
getesteten Einspritzkopf- und Brennkammerkonfigurationen. Die Beschleunigung des
Heilgases von der Geschwindigkeit bei Injektion auf die endgiiltige Stromungsge-
schwindigkeit am Eintritt in die Diisenkontraktion erfordert ein Druckgefille in der
Brennkammer. Fiir das hier vorliegende Kontraktionsverhéltnis von €. = 3,19 liegt
der erwartete statische Druck der ausreagierten Brennkammerstromung bei ca. 96 %
des Wertes in Injektornéhe.

Die normierten Druckverldufe sind fiir einen weiten Druckbereich nahezu deckungs-
gleich. Charakteristisch fiir den Druckverlauf in der Brennkammer ist ein starker
Druckgradient in der Néhe der Einspritzebene. Der stédrkste Druckabfall findet in
einem Bereich von ca. 20 bis 50 mm statt. Davor sinkt das Druckniveau nur langsam

1,02

—o— Testlauf 1, 90 bar
—v— Testlauf 1, 80 bar
—o— Testlauf 1, 70 bar
—o— Testlauf 1, 60 bar
—o— Testlauf 2, 50 bar
—o— Testlauf 2, 40 bar

0,95

0 50 100 150 200 250 300

Axiale Position (mm)

Abbildung 4.3: Axialer Druckverlauf normiert auf das Produkt aus dem Totaldruck
in der Injektorebene und der Verbrennungseffizienz
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Abbildung 4.4: Positionen des Druckverlustschwerpunktes (zcog) und die Positi-
on, ab der von einem nahezu konstanten Brennkammerdruckniveau
ausgegangen wird (Tgoc)
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Abbildung 4.5: Abhéngigkeit der Position des Druckverlustschwerpunktes von Para-
metern der Injektion
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ab. Im Anschluss an diese Zone des stéarksten Druckabfalls verringert sich der Druck-
abfall, und ab einem Abstand von ca. 140 mm kann das Druckniveau im Rahmen
der Messgenauigkeit als konstant angesehen werden. Die Bereiche des stirksten
Druckabfalls entsprechen den Zonen der maximalen Beschleunigung der Heiflgas-
stromung. Diese Beschleunigung bei konstantem Querschnitt ist eine direkte Folge
der Dichtednderung aufgrund der Warmezufuhr aus der stattfindenden chemischen
Reaktion. Es ist davon auszugehen, dass die Rate des chemischen Umsatzes mit dem
Betrag des Druckgradienten in der Brennkammer korreliert.

Fiir die in Abbildung dargestellten Druckverldufe wurden die Positionen des
Schwerpunktes des Druckgradientenverlaufs xc,¢ und des Endes der priméren Re-
aktionszone zgoc entsprechend des Verfahrens aus bestimmt. Die Ergebnisse
sind in Abbildung zusammengefasst. Die so ermittelten Werte fiir die Position
Troc schwanken zwischen 168 mm und 179 mm. Eine Kiirzung der Brennkammer auf
eine zylindrische Lange von 200 mm bietet sich daher an, ohne dass mit einer grofien
Einbufle im Hinblick auf die Verbrennungseffizienz gerechnet werden muss.

Die Werte der Position des Druckverlustschwerpunktes in der Brennkammer sinken
mit fallendem Brennkammerdruck von 58 auf 49 mm. Abbildung zeigt die Abhén-
gigkeit der axialen Position des Schwerpunktes des Druckgradientenverlaufs von den
Parametern der Injektion. Die Ha-Injektionsgeschwindigkeit ist aufgrund der Kompres-
sibilitdt des Wasserstoffs im Gegensatz zur Oq-Injektionsgeschwindigkeit nicht vom
Brennkammerdruck abhéngig, sondern wird lediglich von dem Mischungsverhéltnis
und der Eintrittstemperatur bestimmt. Durch die sinkende O-Injektionsgeschwin-
digkeit bei niedrigeren Brennkammerdriicken wéhrend des Testlaufs 2 liegt das
Geschwindigkeitsverhéltnis VROF unter eins. Die zuvor beobachtete Abhéngigkeit
der Position xc.q vom Brennkammerdruck spiegelt sich im Geschwindigkeits- und
Impulsstromverhéltnis wieder. Fiir Testlauf 1, bei dem das Geschwindigkeitsverhalt-
nis iiber 1 liegt, ergibt sich eine nahezu lineare Beziehung zwischen z¢,¢ und dem
Geschwindigkeits- und Impulsstromverhéltnis. Fiir Testlauf 2 bei unterkritischen
Bedingungen und VROF < 1 existiert ebenfalls ein linearer Zusammenhang mit einer
nahezu identischen Steigung. Es lisst sich kein kritischer Wert des Geschwindigkeits-
und Impulsstromverhéltnisses identifizieren, bei dem sich eine Anderung des Verhal-
tens zeigen wiirde. Fiir fallende Driicke bzw. Geschwindigkeits- und Impulsstromver-
héltnisse verschiebt sich der Schwerpunkt der Druckgradientenverteilung und damit
auch die Reaktionszone stromaufwiérts.

Diese Tendenz ist im Einklang mit den Ergebnissen von Lux et al. [43]. Die Au-
toren verwendeten einen porosen Injektor mit 5 LOX-Injektoren mit einem In-
nendurchmesser von jeweils 1,8 mm zusammen mit der optisch zugénglichen DLR-
Forschungsbrennkammer Modell ,,C“. Dabei wurde die Reaktionszone bis zu einer
Entfernung von 90 mm von der Injektionsebene mittels OH-Spektroskopie vermessen.
Fiir die resultierenden OH-Verteilungen lieflen sich fiir iiber- und unterkritische
Betriebspunkte die axiale Position des Schwerpunkts der Intensitatsverteilung und
damit der Reaktionsrate bestimmen. Fiir den Betrieb mit LOX/H; stellten sie eine
leichte Verschiebung des Schwerpunkts in Richtung der Injektionsebene fiir unterkri-
tische Driicke (40 bar) fest.
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Abbildung 4.6: Verbrennungseffizienz bei Drosselung fiir €. = 3,2/2,5/2,0 (L* =
725/698/665 mm)

4.2 Einfluss der Brennkammermachzahl

4.2.1 Verbrennungseffizienz

Abbildung zeigt die normierte Verbrennungseffizienz in Abhéngigkeit vom Brenn-
kammerdruck fiir drei Versuche bei unterschiedlichen Brennkammerkontraktionszah-
len. Dabei wurden identische Brennkammerdriicke angestrebt, was den Versuchsarten
I, IT und IIT aus Abbildung entspricht. Anders als bei den in Abschnitt
préasentierten Ergebnissen sinkt die Verbrennungseffizienz leicht mit abnehmendem
Brennkammerdruck. So liegt fiir die Konfiguration API-50-2 (Kontraktionsverhélt-
nis 3,2) die minimale Verbrennungseffizienz bei 30 bar ca. 1,3 Prozentpunkte unter
dem Wert bei 100 bar. Dies entspricht einem Wirkungsgradverlust von ca. 0,2 Pro-
zentpunkten pro 10 bar Brennkammerdrucksenkung. Die Konfiguration API-50-3
(Kontraktionsverhéltnis 2,5) zeigt eine sehr dhnliche Tendenz. Bei einem noch gerin-
geren Kontraktionsverhéltnis von 2,0 bei der Konfiguration API-50-4 zeigt sich ein
leicht unterschiedlicher Trend. Die 100 bar- und 80 bar-Stufen verhalten sich analog
zu den anderen Brennkammerkonfigurationen. Von einem Brennkammerdruck von
60 bar abwarts liegt die Verbrennungseffizienz jeweils oberhalb der fiir die gréfferen
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Abbildung 4.8: Verbrennungseffizienz in Abhéngigkeit von der maximalen mittle-

ren Heilgasgeschwindigkeit im zylindrischen Brennkammerteil fiir
€ = 3,2/2,5/2,0 mit (gefiillte Symbole) und ohne (offene Symbole)
Korrektur des einspritzkopfunabhéngigen Totaldruckverlusts
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Kontraktionsverhéltnisse ermittelten Werte. Der Trend zu niedrigeren Verbrennungs-
effizienzen bei niedrigeren Driicken setzt sich hier nicht fort. Allerdings sind die
Variationen der Verbrennungseffizienz wie auch bei den vorangegangenen Versuchen
in Abschnitt klein gegeniiber den maximalen Abweichungen aufgrund von Fehlern
in der Messung des Brennkammerdrucks und des Treibstoffmassenstroms.
Die maximale mittlere Heiflgasgeschwindigkeit ug,c hat einen leichten Einfluss auf
die Verbrennungseffizienz des Einspritzkopfs, wie aus Abbildung ersichtlich ist.
Die Giite der Treibstoffaufbereitung steigt mit hoherer Heiflgasgeschwindigkeit. Die
mittlere Aufenthaltszeit im Brennraum bis zum Diisenhals variiert fiir die drei Brenn-
kammerkonfigurationen zwischen 0,94 ms (e, = 2,0), 1,06 ms (e, = 2,5) und 1,2ms
(e = 3,19). Trotz der geringeren Aufenthaltszeit werden mit der Konfiguration
API-50-4 im Mittel geringfiigig hohere Verbrennungseffizienzen erzielt als mit Konfi-
guration API-50-2. Auch die Streuung der Ergebnisse nimmt fiir héhere maximale
mittlere Heiflgasgeschwindigkeiten ab.
Dabei muss beriicksichtigt werden, dass bei dieser Betrachtung eine Korrektur
des Totaldruckverlusts aufgrund der irreversiblen Beschleunigung im zylindrischen
Brennkammerteil durchgefiithrt wurde. Dies erméglicht den direkten Vergleich der
verschiedenen Brennkammerkonfigurationen. Die Wahl eines geringeren Kontrak-
tionsverhéltnisses fiihrt immer zu einem niedrigeren Totaldruck am Diiseneintritt
und somit zu einer Effizienzeinbufle. In Abbildung sind zur Verdeutlichung die
Werte der Verbrennungseffizienz fiir den korrigierten und den nicht korrigierten
Fall dargestellt. Der nicht korrigierte Fall entspricht den realen, am Triebwerk ge-
messenen Werten. Der starke relative Abfall fiir niedrige Kontraktionszahlen bzw.
hohere Heilgasgeschwindigkeiten resultiert aus dem in Abschnitt diskutierten
Totaldruckverlust. Dieser Verlust ist nur von der geometrischen Gestaltung der Brenn-
kammer selbst abhéngig (Machzahl am Diisenentritt) und ist nicht mit dem Verhalten
des Einspritzkopfes verkniipft. Die Abweichung kann fiir ein Kontraktionsverhéltnis
von €. = 2,0 bis zu 5% betragen (s. Abbildung [3.23). Eine hohere Geschwindigkeit
der Heiflgasstromung scheint die Treibstoffaufbereitung allerdings zu verbessern, so
dass ein Teil des geometriebedingten Totaldruckverlustes kompensiert werden kann.
Die Sequenzarten IV und V wurden zur Untersuchung der Verbrennungseffizienz
bei identischen LOX-Eintrittsgeschwindigkeiten und unterschiedlichen Kontrakti-
onsverhéltnissen durchgefiihrt. In Abbildung sind die Verbrennungseffizienzen
fiir alle drei betrachteten Kontraktionsverhéltnisse in Abhéngigkeit von der LOX-
Eintrittsgeschwindigkeit dargestellt. Auch hier zeigt sich nur eine sehr geringe Varia-
tion der Ergebnisse mit 1o, und damit auch mit dem Brennkammerdruck. Unterhalb
einer Eintrittsgeschwindigkeit von ugp, ~ 10m/s steigt die Streuung der Ergebnis-
se an. Der Bereich unterhalb von 10m/s entspricht dabei einer Reynoldszahl bis
1,4 x 10°. Die Konfiguration API-50-3 (mittleres Kontraktionsverhéltnis) weist in
diesem Bereich eine um 0,5 bis 1 Prozentpunkt hohere Verbrennungseffizienz als die
Konfiguration API-50-4 (niedriges Kontraktionsverhéltnis) auf. Dies widerspricht
der vorangegangenen Beobachtung, dass die Verbrennungseffizienz leicht mit héherer
Heiflgasgeschwindigkeit ansteigt. Dabei muss betont werden, dass die Abweichungen
in den Ergebnissen innerhalb der anzunehmenden Fehlerbereiche liegen.
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Abbildung 4.9: Verbrennungseffizienz bei verschiedenen LOX-
Eintrittsgeschwindigkeiten fiir ¢, = 3,2/2,5/2,0 (Testkonfigurationen
I, IV und V)

Die Ergebnisse aller betrachteten Sequenzarten I bis V sind in Abbildung [£.10] aufge-
tragen. Unter Bertiicksichtigung der Ergebnisse fiir die Sequenzarten IV und V ergibt
sich eine andere Abhéngigkeit der Verbrennungseffizienz von der Heiflgasgeschwindig-
keit als bei der obigen Betrachtung der Sequenzarten I bis III. Ein nahezu linearer
Anstieg der Verbrennungseffizienz mit der Heiflgasgeschwindigkeit ldsst sich hier
nicht mehr beobachten. Die mittlere Verbrennungseffizienz liegt in diesem Fall fiir
die Kontraktionsverhéltnisse 2,5 (Sequenzen IT und IV) und 2,0 (Sequenzen 11T und
V) in einem dhnlichen Bereich. Ein weiterer Anstieg fiir Heiflgasgeschwindigkeiten
oberhalb von 400 m/s ldasst sich nicht belegen.

4.2.2 Axiale Druckverteilung

Durch die unterschiedlichen untersuchten Brennkammerkontraktionsverhéltnisse und
damit auch Heiflgas-Machzahlen ergeben sich unterschiedliche Druckverldufe im
Brennraum. Das erwartete Druckniveau nach Abschluss der Hauptreaktionszone
ist umso niedriger, je grofler die Heiflgas-Machzahl ist, da die Beschleunigung des
HeiBgases mit einem entsprechenden Druckverlust einhergeht. In Abbildung sind
die gemessenen statischen Driicke und die dazugehorigen interpolierten Druckverlaufe
fiir die drei untersuchten Kontraktionsverhéltnisse aufgetragen. Bei allen drei Konfi-
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Abbildung 4.10: Verbrennungseffizienz in Abhéngigkeit von der maximalen mittleren
Heifigasgeschwindigkeit fiir alle Testkonfigurationen (I bis V)
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Abbildung 4.11: Gemessene Wanddriicke und die dazugehorigen Approximationen
durch ein verzerrtes Sinusprofil jeweils fiir die 80 bar-Druckstufe fiir
die Konfigurationen I, IT und III
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Abbildung 4.12: Druckverlustschwerpunkt (zcog) und Ende der Hauptreaktionszone

(xgoc) fiir die Konfigurationen I, IT und III
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Abbildung 4.13: Druckverlustschwerpunkt (zcoq) iiber theoretischem Totaldruck in
der Injektorebene (links) und iiber der LOX-Eintrittsgeschwindigkeit

(rechts) fiir die Konfigurationen I, IV und V
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Abbildung 4.14: Druckverlustschwerpunkt (zcoq, geschlossene Symbole) und Ende
der Hauptreaktionszone (xgqc, offene Symbole) in Abhingigkeit
von der Geschwindigkeit der ausreagierten Heiflgasstromung fiir die
Konfigurationen I bis V

gurationen ist ein starker Druckabfall ab einer axialen Positionen ca. 20 mm stromab
der Injektionsebene zu beobachten. Ab ca. 60 mm schwécht sich dieser Druckabfall
stark ab. Die gemessenen Druckdaten ab ca. 120mm deuten darauf hin, dass der
Druckabfall hier im Wesentlichen abgeschlossen ist. Die ermittelten Druckverlaufe
sind sich qualitativ sehr dhnlich.

Die in Abschnitt erlauterten Kennwerte xcoq und zgec sind fiir diese Versuche
in Abbildung dargestellt. Uber die Dauer des Versuchs wandert die Positi-
on des Druckverlustschwerpunkts x¢.q fiir alle Konfigurationen leicht in Richtung
der Stirnplatte. Der grundlegende Trend ist der gleiche wie der in Abschnitt
beschriebene. Die Reaktionszone wird mit sinkendem Brennkammerdruck weniger
stark gestreckt. Im direkten Vergleich der drei Diisenhalskonfigurationen zeigt sich,
dass mit sinkendem Kontraktionsverhéltnis (steigender Heiflgasgeschwindigkeit) der
Druckverlustschwerpunkt leicht in Richtung der Einspritzebene verschoben ist. Die
Wirmefreisetzung durch die Umsetzung der Treibstoffe findet hier frither statt. Dies
konnte auch eine mogliche Erklarung fiir die beobachtete leicht erhohte Verbren-
nungseffizienz in dieser Konfiguration sein.

Der direkte Vergleich der Sequenzarten I, IV und V (Abfolge von jeweils iden-
tischen LOX-Injektionsgeschwindigkeiten) ist in Abbildung dargestellt. Die
LOX-Eintrittsgeschwindigkeit hat auf die Position des Druckverlustschwerpunkts
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Abbildung 4.15: Normierte Verbrennungsrauigkeit fiir Frequenzen oberhalb von 1000
Hz in Abhéngigkeit von der Geschwindigkeit der ausreagierten Heif3-
gasstromung fiir die Konfigurationen I bis V

einen nur geringen Einfluss. Die in Testkampagne 1 und fiir die Sequenzen
IT und IIT beobachtete Verschiebung des Druckverlustschwerpunkts in Richtung
der Stirnplatte bei niedrigeren Driicken kann bei den Sequenzen IV und V nicht
festgestellt werden. Wahrend zc.q fiir die Sequenz V grob konstant bleibt, steigt
dieser Wert fiir die Sequenz IV zu niedrigeren LOX-Eintrittsgeschwindigkeiten noch
leicht an. Allerdings gilt auch fiir diese Gegeniiberstellung, dass der Druckverlust-
schwerpunkt umso néher an die Stirnplatte riickt, je grofler die Geschwindigkeit der
ausreagierten Brennkammerstromung ist.

Die Kennwerte aller hier beschriebenen Sequenzen I bis V sind in Abbildung
aufgetragen. Die ermittelten charakteristischen Positionen des Endes der Hauptreakti-
onszone Tgoc sind fiir die Konfigurationen API-50-3 und API-50-4 (Sequenzen IT und
IV bzw. III und V) im Wesentlichen identisch. Eine Kiirzung auf eine zylindrische
Brennkammerldange von 200 mm scheint auch hier moglich zu sein (s. Abschnitt

4.3).
4.2.3 Verbrennungsstabilitat

Im Rahmen der hier beschriebenen Testkampagne traten bei keiner der Testsequenzen
I bis V hochfrequente Brennkammerinstabilitdten auf. Die beobachtete Amplitude lag
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Abbildung 4.16: Normierte Verbrennungsrauigkeit fiir Frequenzen oberhalb von 1000
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Abbildung 4.17: Normierte Verbrennungsrauigkeit fiir Frequenzen oberhalb von 1000
Hz in Abhéngigkeit vom relativen Injektordruckverlust fiir die Sau-
erstoffseite (links) und Wasserstoffseite (rechts) fiir die Konfigura-
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weit unter der Schwelle, ab der von einer Instabilitidt gesprochen werden kann. Abbil-
dung[4.15] zeigt die auf den statischen Druck in der Injektorebene normierte akustische
Amplitude p’. Als Basis dieses Werts dienen die mittels eines 1 kHz-Hochpassfilters
gefilterten dynamischen Druckdaten. Die durch die Treibstoffversorgung des Priif-
stands hervorgerufenen Druckschwingungen werden so zuverldssig unterdriickt. Die
Verbrennungsrauigkeit lag bei allen Versuchen unter 1% des Brennkammerdrucks in
der Injektorebene. Die Verbrennung kann somit als sehr ruhig gelten. Mit steigender
Heifigasgeschwindigkeit steigt die Rauigkeit von ca. 0,5 % auf 0,8 % an. Dabei nimmt
auch die Streuung der Ergebnisse zu. Die Verbrennungsrauigkeit weist damit einen
dhnlichen Trend wie die Verbrennungseffizienz auf (s. Abschnitt [£.2.1)).

Die Verdnderung des Brennkammerkontraktionsverhéltnisses wurde bei konstantem
Brennkammerdurchmesser durch den Einsatz von Diisenhalssegmenten mit unter-
schiedlichem Halsdurchmesser erreicht. Damit verdnderte sich auch der fiir einen
bestimmten Brennkammerdruck notige Gesamtmassenstrom. Abbildung zeigt
den Zusammenhang zwischen den normierten p’-Werten und dem jeweiligen Ge-
samtmassenstrom in der Brennkammer. Ein Anstieg des Gesamtmassenstroms und
damit der Energiedichte in der Brennkammer fiihrt fiir die betrachteten Konfigu-
rationen nicht zu einem Anstieg der relativen Verbrennungsrauigkeit. Die relative
Verbrennungsrauigkeit ist abhéngig von dem Kontraktionsverhéltnis bzw. der Brenn-
kammermachzahl. Diese Ergebnisse stehen teilweise in einem Widerspruch zu den
Ergebnissen von Wanhainen et al. [73]. Die Autoren konnten fiir Koaxialinjektoren bei
einem konstanten Kontraktionsverhéltnis keinen Einfluss einer Drosselung des Brenn-
kammerdrucks bzw. Massenstroms auf die Verbrennungsstabilitit feststellen. Diese
Aussage lasst sich anhand von Abbildung auch fiir den untersuchten porésen
Einspritzkopf machen. Auf der anderen Seite beobachteten sie einen positiven Einfluss
einer Verringerung des Kontraktionsverhéltnisses auf die Verbrennungsstabilitit. Wie
in Abbildung gezeigt, gilt fiir den betrachteten pordsen Injektor ein gegenteiliges
Verhalten. Die Verbrennungsrauigkeit steigt bei niedrigeren Kontraktionszahlen.
Eine wichtige Stellschraube zur Vermeidung von niederfrequenten Brennkammerin-
stabilitdten sind die jeweiligen Druckverluste bei der Einspritzung auf der Brennstoff-
bzw. Oxidatorseite. In Abbildung ist die Verbrennungsrauigkeit p’ in Abhéngig-
keit von den Injektordruckverlusten aufgetragen. Da der fliissige Sauerstoff als nahezu
inkompressibel angesehen werden kann, variiert der sauerstoffseitige Druckverlust
stark mit dem Massenstrom. Fiir die niedrigen Betriebsdriicke betragt der Druckver-
lust nur noch ca. 1% des jeweiligen Brennkammerdrucks. Auf der Sauerstoffseite lisst
sich kein direkter Zusammenhang zwischen dem relativen Injektordruckverlust und
der Verbrennungsrauigkeit feststellen. Auf der Wasserstoffseite zeigt sich ein anderes
Verhalten. Der Wasserstoff verhélt sich in diesem Druckbereich (30 bis 100 bar) wie
ein kompressibles Medium. Der relative Druckverlust bleibt daher fiir jede betrachtete
Konfiguration grob konstant. Hier zeigt sich ein Abfall der Verbrennungsrauigkeit fiir
niedrigere Druckverluste. Dieser Zusammenhang steht im direkten Gegensatz zur weit
verbreiteten Ansicht, dass eine Verringerung des Druckverlustes das Auftreten von
Injektor-gekoppelten Verbrennungsinstabilitdten begiinstigt. Fiir Koaxialinjektoren
ist dieses Verhalten aus der Literatur bekannt [25].
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4.3 Reduzierung der Brennkammerlange

Eine wichtige Grofe fiir die Auslegung eines Triebwerks mit einem pordsen Einspritz-
kopf ist die fiir eine vollstdndige Verbrennung benoétigte charakteristische Brennkam-
merlédnge L*. Um diesen Aspekt nidher zu untersuchen, wurde die Brennkammer-
konfiguration API-50-4 um 100 mm gekiirzt. Abbildung zeigt die Abweichung
der Verbrennungseffizienz in Prozentpunkten der gekiirzten Variante API-50-5 zur
Vergleichskonfiguration API-50-4. Eine Kiirzung der Brennkammer auf eine zylin-
drische Brennkammerlédnge von 200 mm bot sich aufgrund der Ergebnisse aus der
Betrachtung der axialen Druckverldufe an (s. Abschnitt 4.2.2). Fiir ein Kontrakti-
onsverhéltnis von 2,0 wurde nach spétestens 180 mm Lauflange 97,5 % des gesamten
auftretenden Druckabfalls realisiert. Die charakteristische Brennkammerlénge ver-
ringerte sich durch diese Kiirzung von L* = 665 mm auf 465 mm. Dieser Wert liegt
deutlich unterhalb der in der Literatur fiir LOX/GH, empfohlenen charakteristischen
Brennkammerldnge von 560 mm [26]. Durch die Kiirzung der Brennkammer sinkt die
beobachtete Verbrennungseffizienz im Mittel um lediglich 0,32 Prozentpunkte.

15
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Abbildung 4.18: Anderung der Verbrennungseffizienz bei Reduzierung der Brennkam-
merlénge und konstantem Kontraktionsverhéltnis fiir Mischungsver-

haltnisse von 4 bis 6
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4.4 Einfluss des Injektordurchmessers

4.4.1 Verbrennungseffizienz

Die ermittelten Werte der Verbrennungseffizienz fiir die beiden neuen Einspritzkopfe
API50-36 und API50-126 auf der 50 mm-Skala sind in Abbildung dargestellt.
Die Werte sind wiederum auf den maximalen im Rahmen dieser Kampagne ermit-
telten Wert normiert. Jeder Punkt ist durch Mittelung der Resultate identischer
Betriebspunkte aus mehreren Versuchsldufen berechnet worden. In dem betrach-
teten Druckbereich von 40 bis 100 bar steigt die normierte Verbrennungseffizienz
zu niedrigeren Brennkammerdriicken hin an. Diese Tendenz steht im Widerspruch
zu den Ergebnissen der vorangegangenen Testkampagnen, die den urspriinglichen
Einspritzkopf API50-68 untersuchen sollten. Die Verbrennungseffizienz variiert dabei
zwischen ca. 97,5 % bei 100 bar und 100 % bei 40 bar. Dabei liegt die erreichte Ver-
brennungseffizienz fiir den API50-126-Einspritzkopf in allen Druckstufen leicht iiber
der fiir den API50-36 gemessenen.

Bei einer Betrachtung der Verbrennungseffizienz in Abhéngigkeit vom Mischungs-
verhéltnis ldsst sich ein Unterschied im Verhalten von API50-36 und API50-126
beobachten (s. Abbildung [4.20). Der API50-126-Injektor weist bei hoheren Mi-
schungsverhéltnissen eine hohere Verbrennungseffizienz auf. Dieser Trend wird umso
starker, je niedriger der Brennkammerdruck ist. Im Falle des Injektors mit groflen
LOX-Injektoren (API50-36) kehrt sich dieser Trend um. Betriebspunkte bei einem
Mischungsverhéltnis von ROF = 6 liegen im Hinblick auf 7. niedriger als die ent-
sprechenden Betriebspunkte bei ROF = 4 oder 5. Dieser Trend léasst sich fiir alle
Druckstufen beobachten. Fiir die niedrige Mischungsverhéltnisstufe ROF = 4 liegen
die Verbrennungseffizienzen der beiden Einspritzkopfvarianten eng zusammen. Fiir
hohere Mischungsverhéltnisse divergieren die Werte dagegen, und die Einspritzkopf-
konfiguration API50-126 zeigt deutlich hohere Effizienzen. Eine mogliche Begriindung
fiir dieses Verhalten lésst sich aus der Auswertung des axialen Druckprofils ableiten

(s. Abschnitt 4.4.2)).

4.4.2 Axiale Druckverteilung

Die Auswertung des axialen Druckprofils in der Brennkammer zeigt deutliche Unter-
schiede in der Treibstoffaufbereitung zwischen den beiden Injektorvarianten. Abbil-
dung zeigt die Druckverlustschwerpunkte (xcog) und die Positionen des Endes
der Hauptreaktionszone (zgoc) fiir beide Einspritzkopfkonfigurationen. Bei beiden
Konfigurationen verschiebt sich xc,q wie auch bei den vorangegangenen Untersu-
chungen bei niedrigeren Brennkammerdriicken nach vorne. Im Falle des API50-126
ergeben sich nahezu lineare Beziehungen zwischen den jeweiligen axialen Positionen
und dem Brennkammerdruck. Fiir den Injektor mit den 2,0 mm durchmessenden
LOX-Injektoren ist dieser Trend nicht so klar zu beobachten. Zwar sinken die Werte
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Abbildung 4.19: Normierte Verbrennungseffizienzen der neuen Einspritzképfe API50-
126 (volle Symbole) und API50-20 (offene Symbole) in Abhéngigkeit
vom theoretischen Totaldruck fiir Mischungsverhéltnisse von 4 bis
6. Jeder Punkt stellt die Mittelung identischer Betriebspunkte aus
mehreren Versuchslaufen dar.

der beiden geometrischen Parameter auch hier mit sinkendem Brennkammerdruck,
es kommt aber in der 80 bar- und 100 bar-Stufe zu einer groflen Streuung der Werte
insbesondere von rg.c. Die Ursache dieser Streuung wurde im Rahmen dieser Arbeit
nicht festgestellt.

Zwischen den beiden Einspritzkopfmustern zeigen sich auch generelle Unterschiede
im axialen Druckprofil. Fiir einen Betriebspunkt bei 60 bar und ROF = 5 sind in
Abbildung die gemessenen Driicke an verschiedenen axialen Positionen und die
dazugehorigen Interpolationen fiir beide Einspritzkopfe dargestellt. Der charakteristi-
sche starke Druckabfall, der auch schon bei dem API50-68-Injektor beobachtet wurde,
tritt bei dem API50-126-Injektor wesentlich frither als bei dem API50-36-Injektor ein.
Die gesamte Warmefreisetzung ist in Richtung der Stirnplatte verlagert. Resultierend
aus diesen Druckverlaufen ergeben sich die charakteristischen Positionen x¢,q und
TEoC-

Die gemittelten Werte fiir die Positionen des Druckverlustschwerpunkts zc,q fiir
beide Injektorkonfigurationen sind in Abbildung zusammengefasst. Die geschlos-
senen Symbole bezeichnen die Werte des API150-126-Injektors. Fiir diesen Injektor
ergeben sich fiir ein Mischungsverhiéltnis von ROF = 6 die niedrigsten Werte von
Tooa. Mit sinkendem ROF verschiebt sich der Druckverlustschwerpunkt von der
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Abbildung 4.20: Normierte Verbrennungseffizienzen der neuen Einspritzkopfe API50-
126 (volle Symbole) und API50-36 (offene Symbole) in Abhéngigkeit
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Abbildung 4.21: Druckverlustschwerpunkt (zcoq, geschlossene Symbole) und Ende
der Hauptreaktionszone (xgoc, offene Symbole) fiir verschiedene
Mischungsverhéltnisse fir API50-126 (links) und API50-36 (rechts).
Jeder Punkt stellt die Mittelung identischer Betriebspunkte aus

mehreren Versuchslaufen dar.
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Abbildung 4.22: Vergleich der Druckverldufe (interpoliert und gemessen, jeweils nor-
miert auf den dazugehorigen gesamten Druckabfall) fir API50-126
und -36 bei 60 bar und einem Mischungsverhiltnis von ROF = 5

Stirnplatte weg. Diese Tendenz gilt mit Ausnahme des 100 bar-Betriebspunkts {iber
den gesamten betrachteten Druckbereich hinweg. Fiir den API50-36-Injektor bietet
sich ein entgegengesetztes Bild. Bei einem Mischungsverhéltnis von ROF = 4 ergeben
sich hier fiir alle Druckstufen die geringsten Entfernungen des Druckverlustschwer-
punkts von der Injektorstirnplatte. Mit steigendem Mischungsverhiltnis verschiebt
sich die Position z¢oq in Richtung der Diise.

Fiir beide Injektorkonfigurationen lésst sich das Verhalten von x¢.q mit der berechne-
ten Verbrennungseffizienz verkniipfen. Die jeweils hochste Verbrennungseffizienz errei-
chen beide Einspritzkopfvarianten in den Betriebspunkten, bei denen xc,g minimal
ist, die Warmefreisetzung also nah am Einspritzkopf stattfindet. Der Zusammenhang
zwischen der Verbrennungseffizienz und der Position des Druckverlustschwerpunkts
Zoog ist fiir beide Einspritzkopfe in Abbildung dargestellt. Die bei beiden Ein-
spritzkopfen beobachtete Abhéngigkeit zwischen der Verbrennungseffizienz und der
Position des Druckverlustschwerpunkts lasst sich als Bestatigung der Hypothese zum
Mechanismus der Treibstoffaufbereitung bei porésen Injektoren deuten. Ein niedriger
Wert von z¢,q deutet auf eine starke Warmefreisetzung in geringer Entfernung von
der Einspritzebene hin, die mit einer starken Beschleunigung der Hei}gasstromung
einhergeht. Je schneller diese Beschleunigung stattfindet, desto besser ist die Treib-
stoffaufbereitung. Der entscheidende Mechanismus ist hier die moglichst schnelle
Erzeugung einer hohen Geschwindigkeitsdifferenz zwischen den tragen LOX-Strahlen
und der umgebenden Heiflgasstromung.

122



4.4 FEinfluss des Injektordurchmessers

110

n 1m[m|
100 —

90
80 —

70 -

= =m 0o o API50-126:
® ROF=4
b ® ROF=5
50 e peen " ROF=6
4 API50-36:
40 EE oo o 0 ROF=4
0 ROF=5
O ROF=6
30 T I T I T I T I T
40 50 60 70 80 90

60 —

po,lnj,theo (bar)

Axiale Position (mm)

Abbildung 4.23: Druckverlustschwerpunkt (zcoc) der neuen Einspritzkopfe API50-
126 (volle Symbole) und API50-36 (offene Symbole) fiir Mischungs-
verhéltnisse von 4 bis 6. Jeder Punkt stellt die Mittelung identischer
Betriebspunkte aus mehreren Versuchslaufen dar.

In Abbildung sind die jeweiligen Schwerpunktspositionen xcoq iiber das Impuls-
stromverhéltnis zwischen der Heiflgasstromung und dem LOX-Strahl aufgetragen.
Dieses Impulsstromverhéltnis MRHGO (Momentum flux Ratio Hot Gas to Oxidizer)
wird dabei wie folgt bestimmt:

PEoC * u}230C
MRHGO = PEo¢ TEeC (4.1)
pOQ ’ qu

Dieser Parameter stellt das maximal mogliche Impulsstromverhéltnis dar, das an
einem LOX-Strahl oder -Ligament auftreten kann. Es ist unwahrscheinlich, dass dieser
Wert in der Realitdt an einem Punkt im Brennraum tatséchlich erreicht wird, da
die maximale Heiflgasgeschwindigkeit im zylindrischen Brennraum wug,c erst ab einer
axialen Position von >100 mm erreicht wird und die LOX-Eintrittsgeschwindigkeit
uo, nur unmittelbar am Injektor vorliegt. Dieses Impulsstromverhéltnis bietet sich
jedoch trotzdem zur Beschreibung des Strahlzerfalls fiir portse Injektoren an, da
das Anwachsen der Differenzgeschwindigkeit zwischen Heiflgasstromung und dem
fliissigen Sauerstoff als treibender Faktor postuliert wurde. Der beobachtete Einfluss
des Brennkammerdrucks auf die Schwerpunktsposition xzcoq ldsst sich in Abbildung
als Abhéngigkeit von dem Impulsstromverhéltnis MRHGO ablesen. Fiir ein
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Abbildung 4.24: Verbrennungseffizienz in Abhéngigkeit von der Position des Druck-
verlustschwerpunkts fiir API50-126 und API50-36

gegebenes Mischungsverhéltnis sinkt zc,q nahezu linear mit steigendem MRHGO,
unabhéngig von der Injektorvariante. Bei konstantem Brennkammerdruck hat das
Mischungsverhéltnis bei den beiden Einspritzkopfen einen entgegengesetzten Einfluss
auf die Position des Druckverlustschwerpunkts und damit auch auf die jeweils erzielte
Verbrennungseffizienz. Dies legt den Schluss nahe, dass bei den beiden Einspritzkopf-
varianten unterschiedliche Mechanismen die Position des Druckverlustschwerpunkts
bestimmen. Die in Abbildung skizzierten Druckverldufe zeigen eine dhnliche
Steigung des Druckabfalls bei beiden Injektorausfithrungen. Der starke Druckabfall
setzt bei API50-126 allerdings frither ein als bei API50-36. Gesucht ist nun der
Mechanismus, der zu einem méglichst frithen Beginn der Hauptreaktion fiihrt.

Bei dem Einspritzkopf API50-36 fiihrt eine Erhohung des Mischungsverhéltnisses
von 4 auf 6 zu einer Verlagerung des Druckverlustschwerpunktes stromab und zu
einer Verringerung der Verbrennungseffizienz. Die Variation von z¢,q wird hier durch
eine Verringerung von MRHGO aufgrund des Anstiegs des Mischungsverhéltnisses
(Anstieg von LOX-Eintrittsgeschwindigkeit und -impulsstrom) hervorgerufen. Der
Gradient dzgog/dROF entspricht fiir diesen Injektor grob —dzcoq/dMRHGO. Dies
ist ein Anzeichen dafiir, dass der Strahlzerfall und die erreichte Verbrennungseffizienz
fiir diese groflen LOX-Strahldurchmesser von dem beschriebenen Impulsstromver-
héltnis MRHGO bestimmt werden.

Dieser Einfluss des Mischungsverhéltnisses kehrt sich fiir den Einspritzkopf API50-126
um. Bei gleichbleibendem Brennkammerdruck verringert sich xc,q bei steigendem

124



4.4 FEinfluss des Injektordurchmessers

75
i API50-126:
70 m ROF=4
- m ROF=5

o m ROF=6
g 65+ H API50-36:
o] O ROF=4
<’ V. o ROF=5
s 07 w . O ROF=6
o u]
2 § a—" Brennkammerdruck:
% 55 ./ /. 100 bar
k¥4 . —— 80 bar
§_ T / /' —— 60 bar
o 50 — u /' —— 50 bar
Z m 40 bar
& | -

45 L]

A e e e

2 3 4 5 6 7 8
MRHGO

Abbildung 4.25: Position des Druckverlustschwerpunkts in Abhéngigkeit vom Im-
pulsstromverhéltnis zwischen Heiflgasstromung und Oxidator fiir
API50-126 und API50-36

Mischungsverhéltnis, obwohl das Impulsstromverhéltnis MRHGO abnimmt. Ein stei-
gendes Mischungsverhéltnis von 4 auf 6 ist auch gleichbedeutend mit einer erh6hten
Energiedichte in der Brennkammer. Es steht bei hherem ROF eine gréfiere Wir-
memenge zur Verfiigung, um zum einen den fliissigen Sauerstoff bei unterkritischen
Bedingungen zu verdampfen und zum anderen dem Wasserstoff/Sauerstoff-Gemisch
die notwendige Wirmemenge zur Ziindung hinzuzufiigen. Im iiberkritischen Fall
wird im LOX-Strahl nach einer kurzen Lauflénge in der gesamten Tiefe die kritische
Mischungstemperatur iiberschritten und der Sauerstoff gilt dann vollstandig als
iiberkritisches Fluid. Dies erleichtert wiederum die Mischung, da in diesem Fall die
Oberflachenspannung als riickstellender Einfluss entfillt. Entscheidend dafiir ist eine
hohe spezifische Oberfliche des Sauerstoffs. Der API50-126-Injektor bietet gegeniiber
dem API50-36 eine nahezu verdoppelte Kontaktfliche zwischen Treibstoff und Oxi-
dator (3" Uapiso—126/ Y. Uapiso—126 = 192,5%). Diese stark erhohte Kontaktfliche
begiinstigt die Verdampfung und Vermischung unmittelbar am Injektor und tragt so
dazu bei, dass die HeiBgasstromung schon friih eine starke Beschleunigung erfahrt.

Der Gradient dzcog/dROF ist abhéngig von der stromab des Injektors zur Verfiigung
stehenden Kontaktfliche zwischen Treibstoff und Oxidator. In Abbildung ist
diese Abhéngigkeit dargestellt. Wihrend der Gradient dzcog/dMRHGO (rechts) fiir
beide Einspritzkopfvarianten in einem &hnlichen Bereich liegt, zeigt sich fiir den
Gradienten dzcog/dROF (links) die beschriebene starke Abhéngigkeit vom Injek-
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Abbildung 4.26: Sensitivitit der Schwerpunktsposition zcoq gegeniiber Anderungen
im Mischungsverhiltnis (links) und Heigasimpulsstromverhéltnis
(rechts) fiir beide API50-Einspritzkopfvarianten

tordurchmesser und damit von der zur Verfiigung stehenden Kontaktfliche. Wird
eine lineare Abhéngigkeit dieses Gradienten vom Injektordurchmesser unterstellt,
ergibt sich ein neutrales Verhalten bei einem Injektordurchmesser von ca. 1,5mm.
Dieses Maf§ entspricht dem Innendurchmesser der LOX-Injektoren der Einspritzkopfe
API50-68 und API80-168.

Diese Ergebnisse haben eine direkte Auswirkung auf die Auslegung eines pordsen
Einspritzkopfs. Eine Konzentration der Energiefreisetzung in der Néhe des Einspritz-
kopfs wirkt sich giinstig auf die Verbrennungseffizienz aus. Um diese Verteilung der
Energiefreisetzung zu erreichen, bieten sich fiir MCC-Anwendungen mit Mischungs-
verhiltnissen von ROF = 5 oder hoher pordse Injektoren mit kleinen (dpox < 1,5 mm)
LOX-Injektorrohrchen an. Durch eine moglichst grofle Anzahl der Injektorréhrchen
kann der LOX-Eintrittsimpuls verringert werden, und das entsprechend steigen-
de HeiBlgasimpulsstromverhéltnis MRHGO sollte gemafi Abbildung Zu einer
weiteren Verringerung von zc.q fithren. Bei kleineren Mischungsverhéltnissen (z.
B. fiir Gasgeneratoranwendungen) nimmt der Einfluss der Verdampfung auf die
Treibstoffaufbereitung ab. In diesem Fall kann eine Erh6hung von MRHGO eine
Verringerung von zc.q bewirken. Dafiir sollte die LOX-Eintrittsfliche erhcht wer-
den. Speziell bei Gasgeneratoranwendungen muss jedoch beachtet werden, dass die
Brennraum-Machzahlen fiir gewohnlich um eine Gréflenordnung kleiner als bei MCC-
Anwendungen sind. Die obigen Ergebnisse wurden fiir ein Kontraktionsverhéltnis
von €, = 3,19 ermittelt.

4.4.3 Verbrennungsstabilitat

Die Versuche mit den neuen Injektormustern API50-126 und -36 zeigten mit einer
Ausnahme eine sehr ruhige Verbrennung iiber die gesamte untersuchte Box hinweg.
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Abbildung 4.27: Akustische Amplitude des ungefilterten Rohsignals in Abhéngigkeit
vom relativen LOX- (links) und Hy-Druckverlust (rechts) fiir beide
API50-Einspritzkopfvarianten

Bei den Versuchen mit dem API50-126-Injektor kam es bei einem Brennkammer-
druck von 40bar und einem Mischungsverhéltnis von ROF = 4 zu einer starken
niederfrequenten Verbrennungsinstabilitédt, die auf eine Riickkopplung mit der Treib-
stoffversorgung zuriickzufiihren ist. In Abbildung sind die auf den jeweiligen
Brennkammerdruck normierten akustischen Amplituden des ungefilterten Drucksi-
gnals in Abhéngigkeit von den LOX- und GHs-seitigen Injektordruckverlusten fiir
jeden Betriebspunkt aufgetragen. Uber beinahe die gesamte Bandbreite der Betriebs-
bedingungen liegt die akustische Amplitude des ungefilterten Rohsignals bei ca. 1%
des mittleren Brennkammerdrucks. Die Spanne reicht dabei von 0,4 % bis 1,5 %.
Das Injektormuster API50-126 weist im Mittel niedrigere Werte der Verbrennungs-
rauigkeit auf, zeigt aber auch eine stédrkere Streuung. Der API50-36-Injektor zeigt
eine sehr konstante Verbrennungsrauigkeit iiber alle Betriebsbedingungen hinweg.
Die instabilen Betriebspunkte des API50-126-Injektors sind diejenigen mit dem ge-
ringsten LOX-Massenstrom und damit auch dem geringsten Druckverlust auf der
Sauerstoffseite. Unterhalb eines Druckverlustes von 2,5 % des Brennkammerdrucks
(hier: 40 bar) kommt es zu einer Kopplung der Brennkammerakustik mit der Treib-
stoffversorgung. Die Amplitude der Druckoszillationen erreicht in diesen Punkten
Werte von bis zu 20 % des Brennkammerdrucks. Diese Betriebspunkte weisen auch
den hochsten Druckverlust auf der Brennstoffseite auf. Der Massenstrom ist hier
zwar kleiner als bei anderen Betriebspunkten, aber der fiir den Druckverlust in einer
pordsen Struktur entscheidende Volumenstrom erreicht aufgrund des Verhaltens der
Wasserstoffdichte in diesen Betriebspunkten seine maximalen Werte.

Der brennstoffseitige Druckverlust wurde im Rahmen dieser Versuche bis auf Werte
unterhalb von 6 % gesenkt, ohne dass ein negativer Einfluss auf die Verbrennungssta-
bilitdt beobachtet werden konnte. Die beobachtete Instabilitdt geht auf eine Kopplung
der Verbrennung mit dem LOX-Versorgungssystem zuriick. Dabei muss beriicksichtigt
werden, dass der kritische sauerstoffseitige Druckverlust mit 2,5 % sehr niedrig ist.
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Abbildung 4.28: Normierte Verbrennungseffizienz fiir alle auf der 80 mm-Skala getes-
teten Einspritzkopfe

Dieser Schwellenwert liegt deutlich unterhalb der empfohlenen Druckverlustwerte
von 10 bis 15 %ppk, die fiir Injektoren in der Literatur angegeben werden [26].

4.5 API fur 80mm-Brennkammerdurchmesser

4.5.1 Verbrennungseffizienz

Abbildung zeigt die ermittelten Werte der Verbrennungseffizienz fiir alle geteste-
ten Einspritzkopfe auf der 80 mm-Skala bei typischen MCC-Bedingungen. Die Daten
wurden dabei auf die maximale Verbrennungseffizienz normiert, die in den Versuchen
mit dem L42-Koaxialeinspritzkopf sowie den porosen Einspritzkopfen API80-168
V1/V2 ermittelt wurde. Die Daten wurden in zwei separaten Versuchskampagnen
gewonnen. Die erste dieser beiden Versuchsreihen behandelte die Einspritzkopfe
L42 und API80-168 V1, wihrend sich die zweite Kampagne auf den modifizierten
Einspritzkopf API80-168 V2 konzentrierte. Der als Referenzeinspritzkopf getestete
Koaxialinjektor und der EK API80-168 V2 weisen dhnliche Verbrennungseffizienzen
auf. Die Werte fiir die Verbrennungseffizienz variiert zwischen 100 % und 97,5 % fiir
den porosen Injektor und zwischen 99,8 % und 98,1 % fiir den Koaxialinjektor.

Im Falle der ersten Version des pordsen Einspritzkopfs (API80-168 V1) wurden
fiir die Bestimmung der relativen Verbrennungseffizienz Punkte vor dem Eintreten
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Abbildung 4.29: Normierte Verbrennungseffizienz des Einspritzkopfs API80-168 V2

einer Verbrennungsinstabilitit herangezogen. Sie variiert zwischen 93,8 % und 89,5 %
und liegt somit deutlich unter den ermittelten Werten fiir den Referenzeinspritzkopf
L42. Die ausgesprochen niedrige Verbrennungseffizienz kann fiir diesen Fall mit der
starken Trimmung des LOX-Injektormusters erkliart werden. In Abbildung wird
die rechnerische Verschiebung des lokalen Mischungsverhéltnisses einer Stromroéhre
im Vergleich zum mittleren Mischungsverhéltnis iiber den gesamten Querschnitt
dargestellt. Fiir die betrachteten Betriebspunkte des API80-168 V1 ergibt sich damit,
dass lokal auch ein sauerstoffreiches Gemisch vorliegen kann. Die niedrige berechnete
Verbrennungseffizienz deutet in diesem Fall darauf hin, dass eine Durchmischung
des wasserstoffreichen Gemischs der Randzone mit dem nahezu stochiometrischen
Gemisch in der Zentralzone nicht im ausreichenden Mafle stattfindet. Die hohe cha-
rakteristische Brennkammerlédnge dieser Konfiguration wird in der Literatur als mehr
als ausreichend fiir eine vollstdndige Umsetzung von LOX/LH, angesehen [26]. Die im
Vergleich zur zweiten Injektorkonfiguration API80-168 sehr grofle Streuung der ermit-
telten n..-Werte deutet darauf hin, dass es auch in den als stationir angenommenen
Auswertefenstern zu Flammenverloschung an einzelnen Injektoren kommt, die sich
in der Summe negativ auf die Treibstoffaufbereitung auswirken. Durch die teilweise
Riicknahme dieser Trimmung bei API80-168 V2 konnte die Verbrennungseffizienz bis
auf das Niveau des Referenzkoaxialinjektors angehoben werden.

Das erfolgreiche Injektormuster API80-168 V2 weist bei einem Brennkammerdruck-
niveau von ca. 80bar einen deutlichen Einbruch in der Verbrennungseffizienz auf
(s. Abbildung . Die ausgewerteten Betriebspunkte in der dazugehorigen Ab-
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Abbildung 4.30: Abweichung vom prognostizierten Wérmeeintrag in die Brennkam-
merwand in der 80 bar-Stufe (runde Symbole)

kithlphase bei 50 bar zeigen ebenfalls einen leichten Abfall gegeniiber den anderen
Testlaufen. In Abbildung sind die gemessenen Wirmestrome vom Brennraum in
das Kiihlwasser gegeniiber dem Parameter (pgoc - uEOC)O’S aufgetragen. Der gasseitige
Wirmeiibergang ist proportional zu diesem Parameter [36]. Die gestrichelte Linie
stellt einen linearen Fit der Daten der Versuchsldaufe 1 und 3 dar. Man erkennt
auch in dieser Betrachtung einen Abfall der gemessenen Wirmestrome in der 80 bar-
Stufe. Je grofler die Abweichung der gemessenen Wérmestrome vom antizipierten
Verlauf ist, desto grofler fallt auch die Einbufle in der Verbrennungseffizienz aus.
Der Betriebspunkt bei 80 bar und ROF = 6 weist bei einem im Vergleich zu dem
Erwartungswert um ca. 1 MW kleineren Wérmestrom eine Wirkungsgradeinbufle von
mehr als 2% auf. Es handelt sich dabei also aller Wahrscheinlichkeit nach nicht um
einen Fehler in der Ermittlung der Brennkammerdaten, sondern um ein Phénomen
der Treibstoffaufbereitung.

4.5.2 Verbrennungsstabilitat

Zur Beurteilung der Verbrennungsstabilitit eines porosen Einspritzkopfs eignen
sich die Versuche auf der 80 mm-Skala deutlich besser als die bereits diskutierten
Versuche auf der 50 mm-Skala. Auf der 80 mm-Skala wurden mit der Einspritz-
kopfvariante APIS0-168 V1 in mehreren Versuchsldufen instabile Betriebszustande
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Abbildung 4.31: Instabile Versuchsldufe mit API80-168 V1 (oben: Testlauf 1, unten:

Testlauf 2)
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Abbildung 4.32: Spectrogram des dynamischen Drucksignals aus dem Testlauf 1 in
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Abbildung 4.33: Abhéngigkeit der kritischen Ho-Eintrittstemperatur vom Anteil der
Injektionsflache an der Stirnfliche fiir einen Koaxialinjektor, nach
von Wanhainen et. al. [75]
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beobachtet. Zwei exemplarische Testlaufe sind in Abbildung aufgefithrt. Es
sind jeweils der statische Brennkammerdruck, die Wasserstoffeintrittstemperatur
und die akustische Amplitude des dynamischen Drucksignals nach der Anwendung
eines 1 kHz-Hochpassfilters aufgetragen. In beiden Versuchslaufen liegt die akustische
Amplitude iiber nahezu der gesamten Versuchsdauer bis zum Abschalten aufgrund
des Auftretens von Instabilititen bei 1bar, was ca. 2% des mittleren Brennkam-
merdrucks entspricht. Die Verbrennung kann als ruhig angesehen werden. Der erste
der beiden préasentierten Versuche zeigt zusétzlich zu dem Auftreten der Instabili-
tat spontane Druckspitzen bei ca. 5 bzw. 32 s, die nach kurzer Zeit abklingen. Die
Instabilitaten, die zu der jeweiligen Abschaltung gefithrt haben, werden ebenfalls
von solchen Druckspitzen eingeleitet. Abbildung zeigt ein Spektrogramm des
ersten Versuchs aus Abbildung [£.3T] Die Spitzen der akustischen Amplitude sind
hier ebenfalls zu erkennen. Die akustische Energie ist {iber das gesamte Spektrum
verteilt und nicht in einer Mode konzentriert. Dies entspricht der Charakteristik einer
Explosion. Die resultierende Instabilitdt vor der Abschaltung zeigt dagegen einen
Schwerpunkt bei ca. 11 kHz, der ersten transversalen Mode.

Bei dem Betrieb eines Einspritzkopfs mit tiefkaltem Wasserstoff bei ca. 50 K dauert
es mehrere Sekunden bis der Wasserstoff eine stationdre Temperatur erreicht. Die
Dauer dieser pre-cooling genannten Phase héngt von dem Hy-Massenstrom und der
Strukturtemperatur des Einspritzkopfes bei Versuchsbeginn ab. Durch die Variation
dieser pre-cooling-Phase kann ein klarer Einfluss der Treibstoffeintrittstemperatur ge-
zeigt werden. Die Abschaltung aufgrund der Detektion von Instabilitdten wird dabei
(und bei den iibrigen Versuchen mit diesem Injektormuster) in einem Temperaturbe-
reich von 41 bis 43 K ausgelost. Das Konzept der kritischen Temperatur ist in der
Literatur bekannt. Fiir Wanhainen et al. [T2H75] stellt die Bestimmung der kritischen
Temperatur ein wichtiges Kriterium zur Bewertung des Stabilitdtsverhaltens eines
Einspritzkopfs dar.

Begiinstigt wird die Entstehung einer Instabilitét in der 1T-Mode, die hier beobachtet
wurde, laut Harrje und Reardon [22] durch eine Konzentration der Energiefreisetzung
im Randbereich der Brennkammer. Hier liegt im Falle der transversalen Moden der
Geschwindigkeitsknoten und damit der Druckbauch der stehenden Welle. Eine Treib-
stoffkonzentration und die daraus resultierende erhohte Energiefreisetzung in diesem
Bereich ist eine mogliche Ursache fiir das Anfachen der 1T-Mode. Wanhainen et.
al. kommen in ihren Untersuchungen zur radialen Verteilung der Energiefreisetzung
zu einem gegenteiligen Ergebnis [75]. Die Gruppe am NASA LeRC betrieb einen
Koaxialinjektor mit Brennkammern unterschiedlichen Durchmessers und konstantem
Diisenhals. So wurde ein variabler Bereich der gesamten zur Verfiigung stehenden
Stirnflaiche vom eigentlichen Injektor eingenommen. Sie untersuchten die Abhéngig-
keit der kritischen Treibstoffinjektionstemperatur von dem Fléachenverhéltnis von
Injektionszone zur gesamten Stirnfliche. Abbildung zeigt diesen Zusammenhang,.
Diese Ergebnisse sprechen dafiir, dass eine Einspritzkopfkonfiguration am stabilsten
ist, sofern die gesamte Stirnfliche gleichméBig zur Einspritzung verwendet wird. Es
wird eine moglichst konstante Injektionsdichte iiber dem Radius angestrebt. Die fiir
die Injektorversion API80-168 V1 vorgesehenen Mafinahmen zur Verbesserung der
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Injektor/Wand-Kompatibilitdt beinhalten auch einen vergroBerten Wandabstand
(s. Abschnitt 3.2.3.2). Eine dquivalente Stirnflichenbedeckung liegt fiir diesen Ein-
spritzkopf bei ca. 91,3 %. Fiir diesen Wert kann man in Abbildung fiir einen
Koaxialeinspritzkopf, wie die Gruppe um Wanhainen ihn verwendet hat, eine kritische
Temperatur von ca. 60 K ableiten. Fiir Treibstoffeintrittstemperaturen unterhalb
dieses Werts ist mit dem Auftreten von Instabilitdten zu rechnen.

Das stochastische Auftreten von Druckspitzen in Fliissigraketentriebwerken ist in
der Literatur bekannt. Wahrend des Entwicklungsprogramms des F-1-Triebwerks
traten vergleichbare Phédnomene auf [49]. Die Druckspitzen wurden hier als resurge
umschrieben und mit der explosionsartigen Umsetzung von unverbrannten Treibstoff-
ansammlungen erkldrt. Im Falle des F-1-Triebwerks wurde als Ursache der Kiihlfilm
identifiziert. Aus diesem Kiihlfilm 16sen sich durch andere Brennkammerprozesse
groBere Treibstofftaschen, die in die Hauptverbrennungszone transportiert werden
und dort explosionsartig reagieren.

Ein #hnlicher Mechanismus wird als Ursache der Instabilitdten bei dem API80-
168-V1-Einspritzkopf vermutet. Es wird angenommen, dass im Randbereich der
Brennkammer durch den hohen Wasserstoffiiberschuss bei niedriger Temperatur
eine oder mehrere Flammen abheben und verloschen. Nach dem Verloschen eines
Injektors wird weiterhin LOX eingespritzt, der sich mit dem aus der porésen Struk-
tur austretenden Wasserstoff mischt. Durch den Wérmeeintrag aus benachbarten
Flammenzonen erreicht dieses unverbrannte Gemisch dann an einer bestimmten
Position stromab der Injektionsebene die Ziindtemperatur. Dabei ziindet die gesamte
vorgemischte Treibstoffansammlung explosionsartig und erzeugt die beobachtete
Druckspitze. Durch diesen Prozess entsteht eine starke Konzentration der Energiefrei-
setzung im Randbereich der Brennkammer, der laut Harrje und Reardon besonders
sensibel im Hinblick auf tangentiale Brennkammermoden ist (s. o.). Die Menge an
unverbranntem Material bestimmt dabei die Intensitéit dieser Druckstérung, die
von ihren Auswirkungen her wie ein klassischer bomb test zur Charakterisierung
des Stabilitdtsverhaltens einer Brennkammer betrachtet werden kann. Je tiefer die
Wasserstoffeintrittstemperatur sinkt, desto hoher ist die Wahrscheinlichkeit, dass ein
Injektor verloscht. Die Hohe der Druckspitzen bei dem ersten Versuchslauf in Abbil-
dung steigt mit fallender Wasserstoffeintrittstemperatur und reicht schliellich
aus, um eine Brennkammerinstabilitit auszuldsen. Die Reduktion der eingespritzten
Treibstoffmenge im Randbereich der Brennkammer durch die starke Trimmung des
Mischungsverhéltnisses hat daher zu einer Destabilisierung der Brennkammer beige-
tragen. Es ist allerdings unklar, welche der beiden Mafinahmen zur Trimmung den
grofleren Beitrag zu diesem Effekt geliefert haben. Der groe Wandabstand der dufle-
ren Injektorreihe sorgt fiir eine groffe Warmesenke durch den tiefkalten Wasserstoff in
unmittelbarer Ndhe des Injektors. Die Verringerung des Injektordurchmessers in der
duBeren Injektorreihe auf 1,2 mm konnte auch zu einer schlechteren Flammenanke-
rung gefiihrt haben. Lux et. al. haben fiir Wasserstoffeintrittstemperaturen von 135 K,
einem H,-Fensterkiihlfilm bei Umgebungstemperatur und bei Brennkammerdriicken
von 40, 50 und 60 bar gezeigt, dass die Flammenankerung bei LOX-Injektoren mit
einem Innendurchmesser von 1,8 mm sehr stabil ist [43]. Diese Versuche wurden mit
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Abbildung 4.34: Versuchslauf mit Baffle

der optisch zugénglichen DLR-Forschungsbrennkammer Modell ,,C* durchgefiihrt.
Dabei konnte der Fensterkiihlmassenstrom die Flammenankerung positiv beeinflusst
haben. Fiir Multiinjektorversuche mit LOX-Strahldurchmessern von 1,5 mm wurden
bei diesen Bedingungen ebenfalls keine charakteristischen Druckspitzen festgestellt.
Als Antwort auf diese vermutete Ursache der beobachteten Instabilitdten wurde
das Injektormuster API80-168 V2 entworfen (s. Abschnitt [3.2.3.2). Das Hauptziel
dieser Modifikation war nicht die Identifikation des auschlaggebenden Faktors fiir
das Auftreten der Instabilitéit, sondern die reine Demonstration des stabilen Betriebs.
Daher wurde das LOX-Injektormuster so verédndert, dass beide oben genannten
moglichen Ursachen behoben wurden. Der Innendurchmesser der dufleren Injektoren
wurde auf das Maf§ der restlichen Injektoren im Kernbereich angehoben und der
Wandabstand leicht verringert. Daraus ergibt sich die in Abbildung dargestellte
Anderung der Mischungsverhéltnisverteilung iiber den Radius.
Neben der Modifikation des Injektormusters wurde auch die Effektivitit eines Baffles
untersucht. Dieses Baffle wurde als zusétzliches Brennkammersegment direkt strom-
ab des Einspritzkopfs eingebaut. Abbildung [4.34] zeigt den Verlauf der akustischen
Amplitude iiber die Versuchsdauer. Die bereits zuvor beobachteten Druckspitzen
treten bei der Verwendung eines Baffles stark gehduft auf und fiihrten in einigen
Féllen zu kurzzeitigen Instabilitdten. Die Haufung von spontan auftretenden In-
stabilitdten durch das Hinzufiigen eines Baffles wurde auch in der Anfangsphase
des F-1-Programms beobachtet (Injektormuster 5U-flatface und 5U-baffled [49]).
Die Ergebnisse zeigen, dass sich die beobachteten Instabilitdten beim Betrieb des
API80-168 V1 nicht durch ein Baffle unterdriicken lassen.
Im Gegensatz zu der Bafle-Losung fiithrte die Modifikation des Injektormusters zu
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Abbildung 4.35: Auf den Brennkammerdruck normierte akustische Amplitude wih-
rend der Versuche mit APIS0-168 V2

einem stabilen Betrieb des Einspritzkopfes. Wiahrend der Versuche mit dem neuen
Injektor API80-168 V2 wurden keine instabilen Betriebszusténde beobachtet (s. Ab-
bildung [4.35), und lediglich eine spontane Druckspitze trat in der 80 bar-Testsequenz
auf. Diese Druckspitze fiihrte jedoch zu keiner anhaltenden Instabilitét.

Die auf den Brennkammerdruck normierten Werte der akustischen Amplitude ober-
halb von 1kHz sind fiir die Einspritzképfe der 80 mm-Gréflenklasse in Abbildung
dargestellt. Ein Vergleich der Verbrennungsrauigkeit der beiden API-Varianten ist
nur fiir die stationdren Betriebspunkte der 50 bar-Stufe, der Abkiihlphase, moglich.
Die Bedingungen sind hier in Bezug auf Brennkammerdruck und Mischungsverhéltnis
stationér, die Wasserstofftemperatur kann aber nicht als konstant angesehen werden
(s. 0.). Die urspriingliche Einspritzkopfkonfiguration API80-168 V1 weist hier eine
relative Verbrennungsrauigkeit von 1,1 bis 1,3 % auf. Die verbesserte Variante V2 liegt
in diesem Betriebsbereich bei 0,63 bis 0,85 % relativer Verbrennungsrauigkeit. Beide
Einspritzkopfe weisen damit eine sehr ruhige Verbrennung auch bei den niedrigen
Wasserstoffeintrittstemperaturen von 41 bis 50 K auf. Fiir die hoheren Brennkam-
merdriicke bis 90 bar ist nur ein Vergleich des API80-168 V2 und des verwendeten
Koaxialinjektors moglich, da mit API80-168 V1 kein stationédrer Betrieb bei diesen
Bedingungen moglich war. Der Koaxialinjektor zeugt bei einer Wasserstoffeintritts-
temperatur um 50 K eine deutlich héhere Verbrennungsrauigkeit als der verbesserte
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Abbildung 4.36: Normierte Verbrennungsrauigkeit fiir Frequenzen oberhalb von 1 kHz
fiir alle auf der 80 mm-Skala getesteten Einspritzkopfe (Tu,m; =
41...50K)

API80-168-V2-Injektor. Im Fall des verwendeten Koaxialinjektors steigt die relative
Verbrennungsrauigkeit von ca. 3,7 % bei 70 bar iiber 4,6 % bei 80 bar bis auf 6,5 % bei
90 bar. Der API80-168-V2-Einspritzkopf erzeugt dagegen eine Verbrennungsrauigkeit
von ca. 0,6 % bei 70 und 90 bar. In der 80 bar-Stufe steigt die Verbrennungsrauigkeit
auf Werte zwischen 0,7 % und 0,9 % an. Auf dieser Druckstufe steigt die akustische
Amplitude mit der Steigerung des Mischungsverhéltnisses von 5 iiber 5,5 auf 6.
Bei der Betrachtung der Verbrennungseffizienz wurde in der 80 bar-Stufe ein Ab-
fall der Effizienz mit der Steigerung des Mischungsverhéltnisses beobachtet. Die
schlechtere Treibstoffumsetzung in diesem Betriebspunkt geht mit einer erhéhten
Verbrennungsrauigkeit einher. Die Einspritzkdpfe wurden lediglich bei Wasserstoff-
eintrittstemperaturen um 50 K getestet. Fiir den Betrieb bei Vulcain-II-typischen

Eintrittstemperaturen um 100 K ist mit geringeren Verbrennungsrauigkeiten zu rech-
nen. In diesem Fall konnte sich auch das wesentlich bessere Verhalten des API80-168
V2 im Vergleich zu dem betrachteten Koaxialinjektor wieder relativieren.

Von besonderem Interesse sind auch die Injektordruckverluste. In Abbildung
sind die normierten akustischen Amplituden oberhalb von 1kHz in Abhéngigkeit der
relativen Druckverluste auf der Sauerstoffseite (links) und Wasserstoffseite (rechts)
dargestellt. Die oben beschriebene sehr ruhige Verbrennung konnte bei Wasserstoff-
druckverlusten von 2 bis 5% des jeweiligen Brennkammerdrucks realisiert werden.
Die sauerstoffseitigen Druckverluste lagen mit Werten zwischen 10,6 und 16,2 % noch
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Abbildung 4.37: Normierte Verbrennungsrauigkeit fiir Frequenzen oberhalb von 1 kHz
in Abhéngigkeit von den Injektordruckverlusten. Betrachtet wurden
nur Betriebspunkte bei stationédren Eintrittstemperaturen.

deutlich unter den Druckverlusten, die beim Betrieb des Koaxialinjektors auftraten.

4.6 Anwendung fiir Preburner-Injektion

4.6.1 Verbrennungseffizienz

Bei den durchgefiihrten Versuchen bei FRSC-Bedingungen wurden Werte der Ver-
brennungseffizienz zwischen 98,3 und 99,3 % ermittelt. Dies weist auf eine nahezu
vollstdndige Verbrennung hin. Aufgrund der niedrigen Heiflgasgeschwindigkeit bei
dieser Brennkammerkonfiguration erscheint der fiir MCC-Einspritzkopfe postulier-
te Treibstoffaufbereitungsmechanismus hier nicht sinnvoll. Stattdessen ist davon
auszugehen, dass die sehr lange Aufenthaltszeit im Brennraum zu der nahezu voll-
stdndigen Umsetzung der Treibstoffe fithrt. Die Aufenthaltszeit ist mit ca. 10 ms um
den Faktor 10 grofler als bei den oben diskutierten Anwendungen fiir Hauptbrenn-
kammern. Wie in Abbildung dargestellt, ist die Streuung der Ergebnisse trotz
des groflen Druckbereichs sehr gering. Die Verbrennungseffizienz variiert bei einer
Brennkammerdruckénderung von 150 auf 330 bar um weniger als einen Prozentpunkt.

4.6.2 Verbrennungsstabilitat

Die Heiflgasversuche mit der Konfiguration API-80-4 bei FRSC-Bedingungen wiesen
eine duflerst geringe Verbrennungsrauigkeit auf. Die Verbrennung war in allen Be-
triebspunkten stabil. Abbildung zeigt die auf den Brennkammerdruck normierte
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Abbildung 4.38: Normierte Verbrennungseffizienz in Abhéngigkeit vom theoretischen
Totaldruck (links) und vom Mischungsverhéltnis (rechts)

Verbrennungsrauigkeit wéhrend des Versuchslaufs mit dem hochsten erzielten Brenn-
kammerdruck von ca. 330 bar. Dabei wurde das Drucksignal zunéichst mit einem
1000 Hz-Hochpassfilter bearbeitet. Es handelt sich hierbei um den Hochfrequenzanteil
der Druckschwankungen im Brennraum. Die Werte liegen bis auf einzelne Druckspit-
zen unter 0,1 % des Brennkammerdrucks. Auch die Druckspitzen iiberschreiten einen
Wert von 0,6 % des Brennkammerdrucks nicht. Zu keinem Zeitpunkt leiten diese
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Abbildung 4.39: Auf den Brennkammerdruck normierte Verbrennungsrauigkeit ober-
halb von 1kHz wahrend eines Versuchslaufs mit API80-36 GG
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Abbildung 4.40: Akustische Amplitude des Rohsignals und des mit einem 100 Hz-
bzw. 1000 Hz-Hochpassfilter bearbeitetem Signals in Abhéngigkeit
von dem LOX-seitigen (links) und Ha-seitigen (rechts) Druckverlust

Druckspitzen ein instabiles Betriebsverhalten ein. Bei hoheren Brennkammerdriicken
treten diese Druckspitzen gehéduft auf. Ein Einfluss der Ho-Eintrittstemperatur auf
die Haufigkeit der Druckspitzen ldsst sich nicht feststellen.

In Abbildung ist die Abhéngigkeit der akustischen Amplituden p/ in verschiede-
nen Frequenzbereichen von den Injektordruckverlusten aufgetragen. Der sauerstoffsei-
tige Druckverlust variiert zwischen 8,2 und 16,6 %, wihrend auf der Wasserstoffseite
extrem geringe Druckverluste von 1 bis 1,85 % des Brennkammerdrucks realisiert
wurden. Die auf den Brennkammerdruck normierte akustische Amplitude des ungefil-
terten Drucksignals p//pry; liegt bei 0,18 bis 0,32 %. Bei der Anwendung eines 100Hz-
bzw. 1000 Hz-Hochpassfilters liegt diese akustische Amplitude noch niedriger. Fiir den
Hochfrequenzbereich oberhalb von 1kHz schwankt sie zwischen 0,025 und 0,051 %.
Die Verbrennung kann als extrem ruhig angesehen werden, insbesondere im Hinblick
auf die niedrigen Hy-Eintrittstemperaturen und das niedrige Mischungsverhéltnis.
Diese beiden Faktoren gelten als mogliche Ausloser von Verbrennungsinstabilitéiten
bei konventionellen Einspritzkonzepten.
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5 Zusammenfassung und Ausblick

5.1 Ergebnisse

Im Rahmen dieser Arbeit wurden umfangreiche experimentelle Untersuchungen zur
Treibstoffaufbereitung von porosen Injektoren fiir verschiedene Anwendungsbereiche
in Raketentriebwerken durchgefiihrt. Portése Injektoren stellen eine Alternative zu
konventionellen Koaxialinjektoren fiir die kryogene Treibstoffkombination LOX/H,
dar. Das Ziel dieser Arbeit bestand darin, die dominierenden Parameter der Treibstoff-
aufbereitung eines porosen Einspritzkopfes und weitere potentielle Anwendungsfelder
fiir dieses Injektionsverfahren zu identifizieren.

Zunachst wurden die allgemeinen Anforderungen skizziert, die an ein Einspritz-
system fiir Fliissigraketentriebwerke gestellt werden. Dies sind primér eine hohe
Verbrennungseffizienz und eine gute Verbrennungsstabilitét. Figenschaften wie die
Komplexitit oder die Drosselbarkeit sind von sekundérer Bedeutung. Anschlieend
wurden die Besonderheiten der Treibstoffkombination LOX/H, erldautert.

Zum besseren Verstéindnis der Anforderungen an ein Einspritzsystem wurden die
Mechanismen der Treibstoffaufbereitung vom Eintritt einer fliissigen Treibstoffkompo-
nente bis zur abschlieBenden Reaktion kurz diskutiert. Dies umfasste die Grundlagen
der Zerstaubung und der Verdampfung von Fliissigkeitsstrukturen in ruhenden und
bewegten Gasatmosphéren. Dabei wurde auch auf die Besonderheiten im Hinblick
auf die fiir Raketenbrennkammern typischen hohen Betriebsdriicke oberhalb des
kritischen Drucks der Treibstoffkomponenten eingegangen. Der grofite Teil der Er-
kenntnisse in der Literatur iiber die Mischungsprozesse von Gasen bzw. Fliissigkeiten
bezieht sich auf den unterkritischen Bereich, fiir den eine klare Phasengrenzflache
definiert werden kann. Fiir den iiberkritischen Fall gehen die Oberflichenspannung
und die Verdampfungsenthalpie gegen null und die Konzepte der Zerstaubung und
Verdampfung lassen sich nicht mehr anwenden. Im Anschluss an diese Betrachtung der
grundlegenden Treibstoffaufbereitungsmechanismen wurden historische und aktuelle
Beispiele fiir Injektionsverfahren fiir Flissigraketentriebwerke mit einer fliissig/fliissig-
bzw. gasformig/fliissig-Treibstoffpaarung vorgestellt. Besonderes Augenmerk wurde
dabei auf die Koaxialinjektion gelegt, da das Konzept der porosen Injektion eine
Alternative zu genau diesem Verfahren darstellt. Vor dem Hintergrund dieser Be-
schreibung existierender Verfahren wurde dann das Konzept der portsen Injektion
erlautert. Dabei wurde zum einen eine Hypothese zu dem dominierenden Mecha-
nismus der Treibstoffaufbereitung formuliert. Zum anderen wurden die potentiellen
Vorteile dieses Verfahrens gegeniiber konventionellen Koaxialinjektoren vorgestellt,
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die sich aus der Bauweise und dem postulierten Treibstoffaufbereitungsmechanismus
ergeben.

Die experimentellen Untersuchungen wurden am Européischen Forschungs- und Ent-
wicklungspriifstand P8 in Lampoldshausen durchgefiihrt. Dieser Priifstand erlaubt
den Betrieb von Versuchsbrennkammern mit der Treibstoffkombination LOX/H,
bei reprasentativen Bedingungen im Hinblick auf den Brennkammerdruck und die
Treibstoffinjektionstemperaturen. Die verwendeten Versuchsbrennkammern wiesen
dabei Brennkammerdurchmesser von 50 und 80 mm auf. Die Versuchsreihen auf
der 50 mm-Skala konzentrierten sich dabei auf die Charakterisierung des Einflusses
von Injektionsparametern, des Brennkammerkontraktionsverhéltnisses und des LOX-
Injektordurchmessers auf die Treibstoffaufbereitung. Zur Bewertung des Einflusses
dieser Parameter wurden die Verbrennungseffizienz, die Verbrennungsrauigkeit und
das axiale Brennkammerdruckprofil bestimmt. Die Versuche auf der 80 mm-Skala
haben die hohe Verbrennungseffizienz und gute Verbrennungsstabilitéit bei relevanten
Brennkammerabmessungen und Wasserstoffeintrittstemperaturen unter 50 K besta-
tigt. Zusétzlich wurde auf der 80 mm-Skala die Anwendbarkeit des API-Konzepts
bei Betriebsbedingungen nachgewiesen, die fiir Gasgeneratoren und treibstoffreiche
Vorbrennkammern bei einer gestuften Verbrennung typisch sind. Bei diesen Versuchen
wurde ein pordser Injektor bei einem Brennkammerdruck von 330 bar und einem
Mischungsverhéltnis von 0,8 erfolgreich betrieben.

Es konnte gezeigt werden, dass die untersuchten porosen Einspritzkopfe sowohl auf
der 50 mm- als auch auf der 80 mm-Skala sehr gute Werte der Verbrennungseffizienz
oberhalb von 95 % aufweisen. Dabei verschlechtert sich die Verbrennungseffizienz bei
Drosselung von 100 auf 30 % nur um wenige Zehntelprozentpunkte. Die Verschlechte-
rung der Verbrennungseffizienz bei starker Drosselung ist dabei wesentlich weniger
stark ausgeprégt als bei dem fiir seine gute Drosselbarkeit bekannten Pintle-Injektor
[9]. Dabei werden diese verbesserten Verbrennungseigenschaften ohne mechanisch
verstellbare Komponenten erzielt, die eine mogliche Fehlerquelle darstellen. Die Ur-
sache fiir dieses vorteilhafte Verhalten ist der geringe Einfluss der kinematischen
Bedingungen am Injektoraustritt auf die Treibstoffaufbereitung bei pordsen Injek-
toren. Diese variieren sehr stark bei der Drosselung einer Brennkammer. Porose
Injektoren stellen damit eine gute Wahl fiir Anwendungen dar, die eine gleichbleibend
hohe Verbrennungseffizienz iiber einen weiten Schubbereich erfordern, wie z.B. fiir
Triebwerke fiir Lander-Anwendungen. Diese sehr gute Drosselbarkeit iiber einen
weiten Brennkammerdruckbereich konnte auch in den Versuchen auf der 80 mm-Skala
fiir MCC-typische Bedingungen bei Brennkammerdriicken zwischen 50 und 90 bar
und Mischungsverhéltnissen von 5 bis 6 nachgewiesen werden. Dieses Verhalten
zeigt sich auch bei Versuchen unter FRSC-typischen Vorbrennkammerbedingungen.
Hier variierte die Verbrennungseffizienz um weniger als einen Prozentpunkt bei einer
Drosselung von 330 auf 150 bar.

Die Vermessung des axialen Druckprofils der Brennkammer erlaubt Riickschliisse
auf die Verteilung des Treibstoffumsatzes und der resultierenden Wirmefreiset-
zung in der Brennkammer. Bei der Untersuchung eines pordsen Einspritzkopfes
bei unterschiedlichen Brennkammerkontraktionsverhéaltnissen wurde gezeigt, dass
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die Hauptreaktionszone bei steigenden Brennkammermachzahlen in Richtung des
Injektors wandert. FEine Verringerung des Brennkammerdrucks und damit auch der
LOX-Eintrittsgeschwindigkeit bzw. des LOX-Eintrittsimpulses fithrt ebenfalls zu einer
Verlagerung in Richtung des Einspritzkopfs. Den grofiten Einfluss auf die Position
der Hauptreaktionszone hat die Wahl des LOX-Injektordurchmessers. Bei identi-
schen Eintrittsgeschwindigkeiten fiithrt ein LOX-Injektordurchmesser von 1,1 mm
im Vergleich zu einer Einspritzkopfkonfiguration mit LOX-Injektoren mit einem
Durchmesser von 2,0 mm zu einer deutlichen Verschiebung der Hauptreaktionszone
in Richtung des Injektors. Dabei zeigen die beiden untersuchten Injektorvarian-
ten eine gegensitzliche Abhéngigkeit der Position der Hauptreaktionszone vom
Mischungsverhéltnis. Einspritzkopfe mit einer grofien Kontaktfliche zwischen den
Treibstoffen - resultierend aus einer grofien Anzahl kleiner Injektoren — profitieren
aufgrund einer verstirkten Verdampfung bzw. Autheizung im Injektornahbereich
von einer Erhéhung des Mischungsverhéltnisses. Die Hauptreaktionszone verlagert
sich in diesem Fall in Richtung der Stirnplatte. Dabei iiberwiegt dieser Effekt auch
die Verlagerung der Reaktionszone in Richtung der Diise aufgrund des erhéhten
LOX-Eintrittsimpulses. Injektoren mit einer vergleichsweise kleinen Kontaktfliche
profitieren nicht in dem Mafle von einer verstirkten Verdampfung/Aufheizung bei ei-
ner Erhohung des Mischungsverhéltnisses. Hier fithren hohere Mischungsverhéltnisse
zu einer Verlagerung der Hauptreaktionszone stromab. Bei beiden Injektorvarianten
geht dabei die Verlagerung der Hauptreaktionszone in Richtung des Einspritzkopfs
mit einer Effizienzsteigerung einher. Eine beschleunigte Treibstoffaufbereitung fiihrt
zu einem insgesamt erhdhten Verbrennungswirkungsgrad.

Die untersuchten porosen Einspritzkopfe weisen ein insgesamt sehr gutes Stabili-
tatsverhalten auf. Die Verbrennungsrauigkeit liegt fiir die Einspritzkopfe auf der
50 mm-Skala bei unter einem Prozent des mittleren Brennkammerdrucks. Dabei konn-
te gezeigt werden, dass bis zu einem sauerstoffseitigen Druckverlust iiber den Injektor
von 2,5 % hinunter kein Auftreten von niederfrequenten Verbrennungsinstabilitdten
(LF) zu erwarten ist. Der wasserstoffseitige Druckverlust iiber die pordse Stirnplatte
hat keinen erkennbaren Einfluss auf die Verbrennungsrauigkeit. Dies ermoglicht den
Betrieb eines porosen Einspritzkopfs bei sehr geringen Injektordruckverlusten, was
deutliche Isp-Vorteile fiir das Gesamtsystem bedeutet. Auf der 80 mm-Skala konnte
eine reproduzierbar auftretende HF-Instabilitdat durch eine geeignete Modifikation
des LOX-Injektormusters erfolgreich beseitigt werden. Ausgehend von der Hypothese
einer lokalen Flammenverloschung im Randbereich der Brennkammer wurde ein
neues Einspritzkopfmuster entworfen, das fiir eine stabile Flammenankerung auch
bei Ho-Eintrittstemperaturen von unter 50 K sorgt. Diese Bedingungen gelten in der
Literatur als sehr anfillig fiir das Auftreten von Verbrennungsinstabilitdten. Mit dem
verbesserten Injektormuster wurden bei diesen Bedingungen ebenfalls Verbrennungs-
rauigkeiten von unter einem Prozent des mittleren Brennkammerdrucks gemessen.
Diese Werte liegen 4- bis 8-mal niedriger als bei einem als Referenz herangezogenen
herkémmlichen Koaxialinjektor. Dabei treten LOX-Druckverluste zwischen 11 und
16 % ppx und Hy-Druckverluste von 2 bis 5% ppk auf. Auch hier bietet sich ein
grofles Potential zur Verringerung der notwendigen Druckverluste zur Entkopplung
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des Einspritzsystems vom Brennraum. Es konnte im Rahmen dieser Untersuchungen
ebenfalls gezeigt werden, dass ein einfaches Hinzufiigen eines Baflle-Segments ohne
Anderungen der Injektionsverteilung keine Verbesserung des Stabilitétsverhaltens
bewirkt. Mit einem gezielt fiir die Bedingungen einer treibstoffreich betriebenen
Vorbrennkammer fiir eine gestufte Verbrennung entworfenen Einspritzkopf konnten
noch kleinere Verbrennungsrauigkeiten realisiert werden. Die Werte der Verbren-
nungsrauigkeit liegen fiir diesen Anwendungsfall {iber einen Druckbereich von 150 bis
330 bar hinweg unterhalb von 0,32 % pgk. Die Injektordruckverluste liegen bei 8,2
bis 16,6 % ppk auf der Sauerstoffseite und bei 1 bis 1,85 % ppk auf der Wasserstoffseite.

5.2 Ausblick

Um den postulierten Aufbereitungsprozess eindeutig bestétigen zu kénnen, bieten
sich Experimente mit optisch zugénglichen Kammern an. Fiir den Heiflgasfall steht
beim DLR Lampoldshausen die Modellbrennkammer ,,C* zur Verfiigung. Neben zwei
seitlichen Fenstern zur Beobachtung der Verbrennungszone ist diese Brennkammer
mit zwei weiteren, schmaleren Fenstern oben und unten ausgestattet. Durch diese
Fenster kann ein Laserschnitt in den Brennraum geleitet werden. Mittels PIV lasst
sich so das Geschwindigkeitsfeld im Injektornahbereich bestimmen. Das angenom-
mene Anwachsen der Differenzgeschwindigkeit zwischen Heifigas und langsamen
LOX-Kernstrahl kann dadurch nachgewiesen werden.

Neben Heilgasversuchen mit optisch zugénglichen Brennkammern bieten sich auch
Kaltgasversuche mit pordsen Injektoren an. Fiir klassische Einspritzverfahren stellen
diese Untersuchungen einen wichtigen Schritt bei der Entwicklung und Bewertung
neuer Injektorelemente dar. Fiir Koaxialinjektoren sind beim DLR in Lampoldshau-
sen umfangreiche Arbeiten zur Zerstdubung im Kaltgasfall durchgefiithrt worden
[14] 45, [47). Fiir diese Injektorbauform konnten die Kaltgasversuche in einer zylindri-
schen Kammer durchgefiihrt werden. In diesem Fall sind nur die Stromungsgrofien
- Fluidgeschwindigkeiten und Stoffeigenschaften - unmittelbar am Injektor von In-
teresse. Fiir den postulierten Treibstoffaufbereitungsmechanismus eines pordsen
Injektors ist jedoch das Geschwindigkeitsfeld in der Umgebung des Fliissigkeitsstrahls
entscheidend. Um die in einer Brennkammer auftretende Beschleunigung der Heif3-
gasstromung von den Injektionsgeschwindigkeiten auf Geschwindigkeiten von 300 bis
500m/s zu simulieren, muss die entsprechende Versuchsstrecke fiir Kaltgasversuche
(p = const.) gezielt ausgelegt werden. Es bieten sich im Kaltgasfall zwei Ansétze an:
zum einen kann die Messstrecke eine starke Verjiingung aufweisen, die die Strémung
entsprechend des im Heifigasfall auftretenden Geschwindigkeitsverlauf beschleunigt
(A # const.). Zum anderen kann iiber die Seitenwénde einer solchen Messstrecke ein
zusétzlicher Gasmassenstrom zugefithrt werden (1 # const.). Grundsétzlich muss
bei solchen Experimenten zwischen einer Geschwindigkeits-Ahnlichkeit und einer
Impulsstrom-Ahnlichkeit zum Heifigasfall unterschieden werden. Da sich im HeiBgas-
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fall die Dichte der Heiflgasstromung von der Injektion bis zum ausreagierten Zustand
stark verandert, konnen diese beiden Parameter (Geschwindigkeit und Impulsstrom)
im Kaltgasexperiment nicht gleichzeitig identisch zum Heiflgasfall eingestellt werden.
Als Simulationsmedien fiir die Treibstoffkombination LOX/H, wird fiir gew6hnlich
auf die Kombinationen Wasser/GNy, LNy /GNy oder LN, /GHe zuriickgegriffen. Mit
solchen Kaltgasversuchen lésst sich die Bedeutung des Strahl- bzw. Tropfenzerfalls
aufgrund einer variierenden lokalen Geschwindigkeitsdifferenz stromab der Injektions-
ebene im Vergleich zur Bedeutung der Verdampfung fiir die Treibstoffaufbereitung
eines porosen Injektors besser bewerten.

Die Ergebnisse des porosen Einspritzkopfs auf der 80 mm-Skala haben gezeigt, dass
sich das Konzept erfolgreich auf diese Durchmesser hochskalieren lédsst. Der néchste
Schritt stellt die Untersuchung eines portsen Injektors bei Brennkammerdurchmes-
sern typischer Oberstufentriebwerke in der Groflenordnung von 180 bis 220 mm
dar. Erste Untersuchungen eines porosen Einspritzkopfes in dieser Groflenklasse
lieferten ermutigende Ergebnisse. Herausforderungen sind hierbei zum einen die
Gestaltung der pordsen Stirnplatte im Hinblick auf die mechanischen Lasten durch
den sich einstellenden Druckverlust. Das fiir die Gasgeneratoranwendung verwendete
Drahtgewebe zeigt hierbei ein giinstigeres Verhalten als das zunéchst verwendete
Sinterbronzematerial. Zum anderen verschieben sich bei einem grofleren Brennkam-
merdurchmesser auch die charakteristischen Frequenzen der Brennkammermoden.
Ein erhohter Brennkammerdurchmesser verringert die Frequenz der transversalen
Brennkammermoden, was das Auftreten einer 1T-Instabilitdt begiinstigt.
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