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Zusammenfassung

In der Entwicklung aktueller Triebwerkskonzepte, ist vor allem die Lärmreduzierung ein
treibender Auslegungsfaktor. In den letzten Dekaden konnte bereits eine signi�kante Redu-
zierung des Strahl- und Fanlärms erzielt werden. Daher rückt nun das Kerntriebwerk und
damit der Niederdruckverdichter in den Fokus akustischer Forschungsbemühungen. Die
Entwicklung e�ektiver Lärmminderungskonzepte setzt das Verständnis der Schallentste-
hung und der akustischen Transportprozesse im Verdichter voraus. Die tonalen Anteile im
Schallfeld einer axialen Turbomaschine werden durch die Ausprägung der akustischen Mo-
den bestimmt, die durch die Interaktion der Schaufelreihen (Rotor-Stator-Interaktion, RSI)
miteinander generiert werden. In der Vergangenheit wurde hauptsächlich der Transport
ausbreitungsfähiger Rotor-Stator-Interaktionsmoden (Cut-On-Moden) untersucht. Diese
Beschränkung ist für eine Vorhersage des Gesamtschallfeldes eines mehrstu�gen Axial-
verdichters nicht ausreichend. Daher werden in der vorliegenden Arbeit sowohl Transiti-
onsmoden, die in der Maschine zwischen ausbreitungsfähig und nicht-ausbreitungsfähig
wechseln, als auch Streumoden in den akustischen Untersuchungen berücksichtigt.

Die Untersuchung der Schallentstehung durch Rotor-Stator-Interaktion und des Schall-
transportes geschieht anhand des numerischen Simulationsmodells eines 4,5-stu�gen Axi-
alverdichters. Die Erstellung des numerischen Gitters erfolgt anhand aerodynamischer und
aeroakustischer Anforderungen. Eine e�ziente Simulation der Schallentstehung und des
Transportes ist mit dem Harmonic Balance Verfahren möglich. Die Zerlegung des Schall-
feldes in seine modalen Anteile wird mittels einer Radialmodenanalyse durchgeführt.

Die Simulationen des modalen Schalltransportes zeigen, dass der Energiegehalt der Cut-
On- und Transitionsmoden während des Transportes durch die Schaufelreihen maÿgeblich
durch die Transition der Azimutal- oder Radialmoden von cut-o� zu cut-on bestimmt wird.
An den Cut-O�/Cut-On-Transitionspunkten kann es zu einem Schallleistungsgewinn kom-
men. Somit können auch Transitionsmoden Schallleistungspegel in der Gröÿenordnung der
Cut-On-Moden am Eintritt des Verdichters aufweisen. Die Streuung der Cut-On-, Cut-O�-
und Transitionsmoden generiert vor allem an den Rotoren energiereiche Streumoden, die
mit hohen Schallleistungspegeln bis zum Verdichtereintritt propagieren. Die Cut-O�/Cut-
On-Transition der RSI-Moden und die Modenstreuung können als schallanregende Mecha-
nismen betrachtet werden, die vor allem durch die Mehrstu�gkeit einer Turbomaschine an
Bedeutung gewinnen. Dadurch können auch die hinteren Schaufelreihen signi�kant zum
Gesamtschallfeld am Eintritt des Verdichters beitragen. In der Auslegung schallarmer Ver-
dichter ist eine Beschränkung auf die Dämpfung der ausbreitungsfähigen RSI-Moden somit
nicht ausreichend und sowohl Transitions- als auch Streumoden sind zu berücksichtigen.





Abstract

In the development of current aircraft engine concepts, the reduction of noise is a key
design goal. In the past decades, signi�cant reductions of jet and fan noise were achieved.
Therefore the core engine, including the low pressure compressor is brought into focus of
recent noise reduction research. The design and development of e�ective noise reduction
strategies requires a thorough understanding of sound generation and propagation mecha-
nisms throughout the compressor. Due to the interaction of stationary and rotating blade
rows (rotor-stator-interaction, RSI) in axial turbomachinery tonal components, so called
acoustic modes, are generated. In the past, particularly cut-on rotor-stator-interaction mo-
des were subject to aeroacoustic investigations. For the prediction of the overall sound�eld
of a multistage axial compressor this limitation is not su�cient. Thus, this work focusses
on the propagation of transition modes, which switch from cut-on to cut-o� throughout
the compressor, and scatter modes which are generated by the scattering of modes in blade
and vane rows.

For the investigation of sound generation and transport by rotor-stator-interaction, a
numerical model of a 4.5-stage axial compressor is set up. The generation of the numerical
mesh takes into account aerodynamic as well as aeroacoustic requirements. An e�cient
simulation of sound generation and transport is accomplished by applying the Harmonic
Balance method. The decomposition of the sound �eld is carried out using a radial mode
analysis.

Results of the simulations show, that especially the transition of azimuthal and radial
modes from cut-o� to cut-on of cut-on modes and transition modes governs the sound
power level of these modes. At the transition points an increase in sound powel level is ob-
served. Due to that increase, transition modes can reach the compressor entry with sound
power levels comparable to the level of cut-on modes. The scattering of cut-on, cut-o�, and
transition modes generates high-energy scatter modes most notably at the rotor blades.
The generated scatter modes propagate to the compressor entry maintaining high sound
power levels. The cut-o�/cut-on transition of RSI modes and the scattering of modes may
be considered to be sound generating mechanisms which gain in relevance especially in mul-
tistage turbomachinery. Therefore, the rear blade rows as well can contribute signi�cantly
to the overall sound�eld at the entrance of the compressor. For the design of low-noise
compressors, the limitation to damping cut-on modes only is not su�cient; rather both,
transition modes and scatter modes have to be considered.
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ṁ kg/s Massenstrom
Nφ - Anzahl azimutaler Stützpunkte der DFT
n 1/min Drehzahl
n - Radialmodenordnung
P J/s Leistung
P−W J/s Schallleistung Gl. (4.1), Gl. (4.2)

xiii



Formelzeichen

p Pa Druck
p′ Pa Schalldruck Gl. (2.14)
Qmn - Gewichtungsfaktor Gl. (2.19)
q - Vektor der Erhaltungsgröÿen Gl. (2.50)
R - Residuum der URANS-Gleichungen Gl. (2.52)
Rs J/(kgK)
RShr m Kanalradius
r m radiale Koordinate
rs - isentroper Reaktionsgrad Gl. (3.5)
s - Index
smn - Eigenwert
T K Temperatur
Tu - Turbulente Intensität
t s Zeit
u m/s Strömungsgeschwindigkeit
ux,r,φ m/s Schallschnellenkomponenten
V - Anzahl der Statorschaufeln
vGr m/s modale Gruppengeschwindigkeit Gl. (2.36)
vGr,x m/s axiale Komponente der modalen Gruppenge-

schwindigkeit
Gl. (2.37)

vPhase,x m/s axiale Phasengeschwindigkeit Gl. (2.29)
x m axiale Koordinate
Ym - Besselfunktion der zweiten Art oder Neu-

mannfunktion

Griechische Buchstaben

Symbol Einheit Bedeutung De�nition
αmn 1/m modaler Ausbreitungsfaktor Gl. (2.21)
ηis - isentroper Wirkungsgrad Gl. (A.2)
θ±x rad modaler Phasenwinkel Gl. (2.30), Gl. (2.33)
κ - Adiabatenexponent
λ−x,mn m modale axiale Wellenlänge entgegen Strö-

mungsrichtung
Gl. (3.1)

λU m azimutale Wellenlänge Gl. (2.42)
Ξ - Sensitivität Gl. (3.7)
ξmn - Cut-On-Verhältnis Gl. (2.24)
πtot - Totaldruckverhältnis Gl. (A.1)

xiv



Formelzeichen

ρ kg/m3 Dichte
σ - Nabenverhältnis
σ rad Interblade Phase Angle Gl. (2.62)
τ - Pseudozeit
φ rad azimutale Koordinate
φ±Gr,x rad axialer Gruppenausbreitungswinkel Gl. (2.38), Gl. (2.39)
ϕ rad modale Phase Gl. (2.27)
Ψ - Ähnlichkeitsfunktion
ψ - beliebige Zustandsgröÿe Gl. (2.5)
ω 1/s Kreisfrequenz

Tiefgestellte Indizes

Index Bedeutung
(.)0 Stationärer Anteil
(.)aus Verdichteraustritt
(.)ein Verdichtereintritt
(.)Hub Gröÿe an der Nabe
(.)i Index
(.)max Maximalwert
(.)r Vektorkomponente in radialer Richtung
(.)Shr Gröÿe an der Kanalwand
(.)stat stationäre Gröÿe
(.)Streu Streumoden
(.)tot totale Gröÿe
(.)x Vektorkomponente in axialer Richtung
(.)φ Vektorkomponente in azimutaler Richtung

Hochgestellte Indizes

Index Bedeutung
(.)′ Schwankungsgröÿe, akustische Gröÿe
(.)+ modale Ausbreitung in Strömungsrichtung

xv



Formelzeichen

(.)− modale Ausbreitung entgegen Strömungsrichtung
(̆.) hinsichtlich der azimutalen Mach-Zahl modi�ziert

Mathematische Zeichen und Operatoren

Symbol Beschreibung De�nition
F Fouriertransformation
F−1 inverse Fouriertransformation
Re Realteil einer komplexen Zahl
S Harmonic Set Gl. (2.63)
∆ Laplace-Operator, Di�erenz

Mathematische Konstanten

Symbol Beschreibung De�nition
e Eulersche Zahl e = 2, 718281...
i Imaginäre Zahl i2 = −1
π Kreiszahl π = 3, 141592...

Abkürzungen

Symbol Beschreibung
AE Analyseebene
AV Axialverdichter
BPF Blade Passing Frequency (Schaufelwechselfrequenz)
CFD Computational Fluid Dynamics
DFT Diskrete-Fourier-Transformation
DLR Deutsches Zentrum für Luft- und Raumfahrt

xvi



Formelzeichen

EERE Extrapolated Estimated Relative Error
GCI Grid Convergence Index
HB Harmonic Balance
IBPA Interblade Phase Angle
IGV Inlet Guide Vane
NLH Nonlinear Harmonic
PPW Points Per Wavelength
R1 Rotor der ersten Stufe
R2 Rotor der zweiten Stufe
R3 Rotor der dritten Stufe
R4 Rotor der vierten Stufe
RANS Reynolds-Averaged-Navier-Stokes
RMA Radialmodenanalyse
RSI Rotor-Stator-Interaktion
S1 Stator der ersten Stufe
S2 Stator der zweiten Stufe
S3 Stator der dritten Stufe
S4 Stator der vierten Stufe
SST Shear-Stress-Transport
TFD Institut für Turbomaschinen und Fluid-Dynamik
TRACE Turbomachinery Research Aerodynamic Computational Environment
URANS Unsteady-Reynolds-Averaged-Navier-Stokes

xvii





1 Einleitung

1.1 Fluglärm

In der aktuellen Entwicklung der Luftfahrt ist die Lärmemission von Transport- und Pas-
sagier�ugzeugen ein stark limitierender Faktor. Dies gilt sowohl für den Ausbau und das
Wachstum der Verkehrsleistung, als auch für die luft- und bodenseitige Infrastruktur. Der
Zielkon�ikt von ökonomischem Ausbau der Verkehrsleistung im Flugverkehr und dem Aus-
bau des Lärmschutzes für Mensch und Umwelt wird am Beispiel des Flughafens Hannover
deutlich. Hier gilt im Gegensatz zu allen anderen Flughäfen in Norddeutschland kein gene-
relles Nacht�ugverbot. Trotz eingerichteter Lärmschutzzonen, Unterstützung von baulichen
Schallschutzmaÿnahmen (z. B. Schallschutzfenster) und Vorgaben zu Siedlungsbeschrän-
kungen in den �ughafennahen Bereichen ist vor allem die nächtliche Lärmbelastung immer
wieder Gegenstand ö�entlichter Diskussion (Hesseling 01.02.2021, dpa 21.06.2021, Tröndle
15.09.2021). Die Tragweite des Kon�ikts und die gesellschaftliche Relevanz für die Anrainer
des Flughafens wird durch die Bildung von Bürgerinitiativen und Interessengemeinschaf-
ten gegen Fluglärm und der eingereichten Petition zur Durchsetzung des Nacht�ugverbotes
deutlich.

Als Lärm werden grundsätzlich Geräusche oder Schallereignisse bezeichnet, die auf den
Menschen oder die Umwelt als störend bzw. belastend wirken. Vor allem die Wirkung
des Lärms auf den Menschen ist stark subjektiv geprägt und wie in Abb. 1.1 dargestellt,
von mehreren Faktoren abhängig. So spielen persönliche Bewertungsschemata ebenso eine
Rolle wie Erwartungshaltungen an das Umfeld oder auch die Tageszeit, zu der jemand
einem spezi�schen Geräusch ausgesetzt ist. Das Zusammenspiel der Faktoren bestimmt
die persönlich empfundene Belastung durch das Schallereignis. Die WHO (World Health
Organization) hat eine quantitative Riskobewertung durch Lärmeinwirkung für Europa
in einer umfassenden Datenerhebung durchgeführt (WHO 2011). Die Daten zeigen, dass
Lärm zu gesundheitlichen Beeinträchtigungen wie Herz-Kreislauf-Erkrankungen, Schlaf-
störungen, Tinnitus und zu kognitiven Beeinträchtigungen bei Kindern führen kann. Eine
quantitative Bewertung der Beeinträchtigungen erfolgt anhand einer Erhebung der �Verlo-
renen gesunden Lebensjahre� (DALY, Disability-adjusted life year). Für Westeuropa pro-
gnostiziert die WHO (2011) einen Verlust von ca. einer Million gesunden Lebensjahren pro
Jahr durch Einwirkungen von Verkehrslärm (beinhaltet Straÿen-, Schienen- und Fluglärm).
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1.1 Fluglärm

Abbildung 1.1: Ein�ussfaktoren auf die Lärmwirkung (Fluglärm-Portal 11.04.2022)

Eine umfangreiche Untersuchung zur Lärmwirkung auf die Lebensqualität, Gesundheit
und Entwicklung von Kindern wurde im Rahmen der NORAH-Studie durchgeführt (Guski
und Schreckenberg 2015). Dazu wurden Menschen aus dem Umfeld der Flughäfen Frank-
furt, Berlin Brandenburg, Köln/Bonn und Stuttgart befragt und in diesem Umfeld die
Belastungen durch Verkehrslärm berechnet. Die NORAH-Studie umfasst fünf Teilstudien
zu: Lebensqualität, Krankheitsrisiken, Schalfqualität, Blutdruck und kognitive Entwicklung
von Kindern. In einer Querschnittsstudie zur empfundenen Belästigung durch die drei Ver-
kehrslärmarten konnten Guski und Schreckenberg (2015) zeigen, dass bei vergleichbaren
Schallpegeln durch Fluglärm eine höhere Belästigung hervorgerufen wird als durch Straÿen-
oder Schienenverkehrslärm. Eine Erhöhung des Risikos an Herz-Kreislauf-Erkrankungen
oder depressiven Episoden zu erkranken konnte für alle drei Lärmarten verzeichnet wer-
den. Guski und Schreckenberg (2015) konnten zeigen, dass sich Fluglärm nachteilig auf die
kognitive Entwicklung von Kindern auswirken kann. Bei Kindern, die regelmäÿig hohen
Fluglärmpegeln ausgesetzt sind, konnte eine Verzögerung der Leseentwicklung festgestellt
werden. Eine Erhöhung des Dauerschallpegels um 10 dB hat bei der untersuchten Zielgrup-
pe zu einer Verzögerung der Leseentwicklung von einem Monat geführt. Weiterhin zeigen
Guski und Schreckenberg (2015), dass das gesundheitliche und psychische Wohlbe�nden
der Kinder durch Lärmbelastung beeinträchtigt wird.

Die oben genannten Studien zeigen, dass für einen nachhaltigen Ausbau der Luftfahrt
eine drastische Reduzierung des Flugzeuglärms unumgänglich ist. Die Reduzierung der
Lärmeinwirkungen auf Mensch und Umwelt kann durch verschiedene Ansätze realisiert
werden. Die International Civil Aviation Organization (ICAO 2008) stellt dazu das Konzept
des ausgewogenen Ansatzes (�Balanced Approach�) vor (s. Abb. 1.2). Das Konzept besagt,
dass individuell für jeden Flughafen und dessen spezi�sche Lärmminderungsanforderungen,
Maÿnahmen aus den vier Hauptelementen
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1.1 Fluglärm

1. Lärmreduktion an der Quelle

2. Bodennutzungskonzept und Management (z.B. Flächennutzungsplanung im Umfeld
des Flughafens)

3. Betriebskonzepte zur Lärmminderung (z.B. Routenplanung und Start- und Lande-
konzepte)

4. Betriebseinschränkungen (z.B. Nacht�ugverbote, Lärmquoten, etc.)

abgeleitet werden können.

Ausgewogener
Ansatz

Lärmreduktion
an der Quelle

Betriebsein-
schränkungen

Bodennutzungs-
konzept und
Management

Betriebs-
konzepte

Abbildung 1.2: Die vier Elemente des Fluglärm-Managements nach ICAO (2008)

Die Reduzierung des Lärms an der Quelle beinhaltet zum einen die Reduzierung der
Schallentstehung am Flugzeug selbst und zum anderen die Dämpfung des entstehenden
Lärms. In der Entwicklung moderner Verkehrs�ugzeuge ist die Reduzierung des Fluglärms
essenzielles Auslegungsziel. Die Schallquellen am Flugzeug können in zwei Kategorien un-
terteilt werden: Triebwerkslärm und Flugzellenlärm (Bertsch 2015). Die Schallentstehung
an der Flugzelle ist hauptsächlich breitbandiger Natur, da diese durch die Interaktion von
turbulenten Strömungen am Fahrwerk, an Flügeln, Klappen oder anderen umströmten
Komponenten entsteht. Die Schallquellen im Triebwerk können hingegen breitbandige und
tonale Schallanteile generieren. In einem konventionellen Strahltriebwerk waren in den letz-
ten Dekaden der Fan und der Strahllärm die dominierenden Schallquellen (Bertsch et al.
2019).

Die Entwicklung von Triebwerken mit immer höheren Nebenstromverhältnissen (UHBR
= Ultra High Bypass Ratio) brachte nicht nur eine Erhöhung der Triebwerksleistung, son-
dern auch eine drastische Reduzierung des generierten Lärms mit sich. Die turbulente
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1.1 Fluglärm

Ausmischung des Strahls mit dem angrenzenden Fluid generiert Schallquellen, deren In-
tensität nach Lighthill (1952) proportional zur Austrittsgeschwindigkeit v8 ist. Durch die
Erhöhung des Nebenmassenstroms und der einhergehenden Reduzierung der Austrittsge-
schwindigkeit, wird die Schallintensität infolge der Ausmischung proportional reduziert.
Diese Technologie ist selbst Limitierungen unterlegen. Mit steigendem Nebenstromverhält-
nis folgt eine Vergröÿerung des Fan-Durchmessers. Nach Überschreitung des Auslegungs-
punktes des geringsten Treibsto�verbrauches, überwiegen bei weiterer Erhöhung des Fan-
Durchmessers die Probleme bei der Integration des Fans in das Triebwerk. Durch Erhöhung
von Gewicht und Widerstand kann es somit zu einem Anstieg des Treibsto�verbrauches
kommen. Die Erhöhung des Nebenmassenstroms und die damit einhergehende Reduzie-
rung des Strahllärms ist somit begrenzt.

Durch die Minderung des Strahllärms rückt eine andere Triebwerkskomponente in den
Fokus. Der Anteil des Fans an der Gesamtschallemission ist nun vergleichbar mit dem
des Strahllärms. Die Lärmentstehung im Fan ist schon lange Gegenstand zahlreicher For-
schungsvorhaben. Durch die Reduzierung des Fan-Druckverhältnisses, der Schaufelspitzen-
geschwindigkeit, Verbesserung des Schaufeldesigns, Anpassung des Rotor-Stator-Schaufel-
verhältnisses und durch die Verwendung von akustischen Linern im Einlauf der Trieb-
werksgondel konnte der durch den Fan emittierte Schallanteil signi�kant gemindert werden
(Nesbitt 2019).

Das vielversprechende Konzept des Getriebefans zeichnet sich durch ein Untersetzungs-
getriebe aus, welches den Fan vom Niederdruckteil des Triebwerkes trennt. Dadurch werden
die Drehgeschwindigkeit des Fans und somit der Fan- und Strahllärm weiter gesenkt. Der
Verdichter des Kerntriebwerks dreht aber weiterhin mit hoher Drehzahl und stellt folglich
eine wesentliche Lärmquelle des Gesamttriebwerks dar (Agarwal et al. 2004). In Abb. 1.3 ist
die typische Lärmverteilung eines Triebwerkes zwischen den verschiedenen Komponenten
dargestellt. Besonders im Landean�ug stellt das Kerntriebwerk und somit der Verdichter,
eine wesentliche Lärmkomponente am Gesamtlärmpegel dar.

Abbildung 1.3: Typische Lärmverteilung eines Turbofan-Triebwerkes nach Nesbitt (2019)
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1.2 Tonale Schallentstehung und Schalltransport in

axialen Turbomaschinen

Schallentstehung
Zu Beginn der kommerziellen Luftfahrt, war der Lärm des Abgasstrahls die dominante
Lärmquelle während der Start- und Landephasen des Flugzeugs. Durch Forschungsbemü-
hungen und Entwicklungen zur Reduzierung des Strahllärms, traten erstmals die Kompo-
nenten des Kerntriebwerkes in den Vordergrund. Eine wegweisende Arbeit zur Beschreibung
der Schallentstehung, des Schalltransportes in Rohrleitungen und der Schallemission aus
Einlaufgeometrien stammt von Tyler und Sofrin (1962). Sie beschreiben die Form der ent-
stehenden Schalldruckverteilung, durch die Interaktion eines Rotors mit einem stromab
liegenden Stator. Für die generierten Umfangsmoden gilt nach Tyler und Sofrin (1962)

m = hB + sV, mit h = 1, 2, ... und s = ...− 1, 0, 1... . (1.1)

Die generierten azimutalen Modenordnungen m werden durch die Anzahl der Rotorschau-
feln B, der Anzahl der Statorschaufeln V , der Harmonischen h und dem Index s beschrie-
ben. Das Gesamtschalldruckfeld stellt eine Überlagerung aller ausbreitungsfähigen Moden
mcut−on dar (s. Abschn. 2.2). Tyler und Sofrin (1962) zeigen weiter, dass die Umfangsmode
mit der Frequenz

fm = h
Bn

60
(1.2)

rotiert. Dabei ist n die Drehzahl des Rotors. Die Rotationsfrequenz ist somit ein Vielfaches
h der Schaufelwechselfrequenz des Rotors:

fm = h · fBPF. (1.3)

Die angeregten Rotor-Stator-Interaktions-Moden können auf zwei Anregungsmechanismen
zurückgeführt werden (Tyler und Sofrin 1962, Copeland et al. 1967, Kaji und Okazaki
1970):

1. Interaktion einer Schaufelreihe mit dem Nachlauf der stromauf liegenden Schaufel-
reihe.

2. Interaktion einer Schaufelreihe mit dem Potentialfeld der stromauf oder stromab
liegenden Schaufelreihe.

In späteren Forschungsarbeiten wird die Relation nach Gl. (1.1) von Holste und Neise
(1997) für zwei Rotoren und von Enghardt et al. (2014) für zwei Rotoren und mehrere
Statoren erweitert.

Hulse und Large (1967) führen Untersuchungen zur Sensitivität der Schallentstehung
durch Rotor-Stator-Interaktion (RSI) in Abhängigkeit von konstruktiven und aerodyna-
mischen Parametern durch. In einer kombinierten analytischen und experimentellen Stu-
die können sie zeigen, dass der emittierte Gesamtschalldruckpegel des Verdichterrotors
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mit steigendem Schaufelanstellwinkel, steigender Schaufeldicke und Erhöhung des Massen-
stroms und der Geschwindigkeit an der Schaufelspitze ebenfalls ansteigt. Der Rotor-Stator-
Abstand hat ebenfalls signi�kanten Ein�uss auf die Schallerzeugung. Eine Erhöhung des
Abstandes resultiert in einer Reduzierung des Schalldruckpegels.

Eine Quanti�zierung des Beitrages eines stromab liegenden Stators auf den generierten
Schall einer Verdichterstufe hat Copeland et al. (1967) vorgenommen. Das abgestrahl-
te Schallfeld des Rotors allein ähnelt dem durch die Rotor-Stator-Kon�guration erzeugten
Schallfeld. Ein Vergleich der Rotor-Kon�guration mit einer IGV (Inlet Guide Vane)-Rotor-
Besetzung zeigt eine deutliche Erhöhung des Schalldruckpegels durch das IGV. In ihren
Experimenten können Copeland et al. (1967) durch die Vergröÿerung des Abstandes von
IGV und nachfolgender Rotorreihe eine signi�kante Minderung des abgestrahlten Schall-
druckpegels erzielen. Eine Erweiterung der Kon�guration mit gröÿerem Reihenabstand
durch eine weitere Statorreihe stromab des Rotors, hat ebenfalls einen mindernden E�ekt
auf den Schalldruckpegel.

Ein analytisches Modell, das die Schallentstehung auf Turbomaschinenschaufeln be-
schreibt, wird von Lowson (1970) vorgestellt. Er beschreibt die �uktuierenden Kräfte auf
einer Schaufel als eine Kaskade von Punktquellen, die ins Freifeld abstrahlen. Essenziell für
die Beschreibung der Schallentstehung ist die korrekte Beschreibung des stromauf liegen-
den Nachlaufes, der die aerodynamischen Schwankungen auf der stromabliegenden Schaufel
generiert. Lowson (1970) liefert somit ein erstes Werkzeug, zur schallarmen Auslegung von
Verdichterstufen.

Kaji und Okazaki (1970) benutzen einen anderen Ansatz, die sogenannte �acceleration
potential�-Methode, mit dem Kompressibilitätse�ekte und nicht-kompakte Quellen berück-
sichtigt werden. Die Ergebnisse der Studie zeigen, dass ab einem axialen Abstand von 40%
der Sehnenlänge die Potentiale�ekte hinreichend klein sind und die Schallentstehung auf-
grund der viskosen Wechselwirkung mit den Nachläufen dominiert.

Während in o.g. Arbeiten die Nachlau�nteraktion als schallanregender Quellmechanis-
mus beschrieben wird, nutzt Walker (1971) die Interaktion benachbarter Schaufelreihen in
einem Axialverdichter an sich aus, um die Schallenstehung zu reduzieren. Durch geschickte
Wahl der relativen Umfangsposition der Schaufelreihen zueinander (�Clocking�), können
sich die Nachläufe dahingehend überlagern, dass sich das Geschwindigkeitsde�zit sowohl
in Amplitude als auch in Ausdehnung reduziert. Milidonis et al. (2018) können hingegen
anhand numerischer Simulationen feststellen, dass das Clocking in einem 1,5-stu�gem Ver-
dichter nur zu einer geringfügigen Minderung des Schalldruckpegels im Fernfeld führt. Im
Nahfeld stellte sich eine Minderung der höheren Modenordnungen (2. und 3. BPF) um
ca. 10 dB ein. Milidonis et al. (2018) untersuchen weiterhin das durch Modenüberlagerung
entstehende Gesamtschallfeld und leiten daraus Empfehlungen für die Auslegung akus-
tischer Liner in Schaufelnähe ab. Sie können zeigen, dass die nicht ausbreitungsfähigen
�Cut-O��-Moden signi�kanten Ein�uss auf die Ausprägung und die Form des Interferenz-
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musters haben und somit bei der Auslegung der Liner mitberücksichtigt werden müssen.

Schalltransport
Experimentelle Untersuchungen zum Schalltransport in axialen Turbomaschinen werden
unter anderem von Schi�er (1976) durchgeführt. Er bestimmt das Re�exions- und Trans-
missionsverhalten akustischer Moden in Rohrleitungen mit Diskontinuitäten. Er stellt her-
aus, dass die Re�exions- und Transmissionseigenschaften maÿgeblich von Anregungsfre-
quenz und der Modenordnung, also der räumlichen Ausprägung der Schallwelle (s. Ab-
schn. 2.2), abhängt. Ghiladi (1981) untersucht das Ausbreitungsverhalten von Moden in
einer einstu�gen Axialturbine und gibt anhand der Ergebnisse Empfehlungen zur Redu-
zierung der Drehtöne (Moden) in axialen Turbomaschinen. Darunter fallen unter anderem
eine geschickte Wahl der Rotor-Stator-Schaufelverhältnisse und eine Anhebung der Cut-
On-Frequenzen der Moden (s. Abschn. 2.2) durch konstruktive Maÿnahmen in den Strö-
mungskanälen. Anhand eines elektroakustischen Vierpol-Modells führt Heinig (1983) eine
Sensitivitätsstudie durch und zeigt, dass die Schallausbreitung nicht nur von den geome-
trischen Eigenschaften, sondern auch stark von den Strömungsbedingungen, insbesondere
der Umfangsmachzahl, abhängt. Weiterhin zeigt die Parameterstudie, dass für eine akus-
tische Gesamtbewertung einer mehrstu�gen axialen Turbomaschine eine Aufsummierung
der Transmissionseigenschaften der einzelnen Stufen nicht ausreicht. Eine ganzheitliche Be-
trachtung der Stufen ist notwendig, da diese akustisch stark gekoppelt sind.

Eine Kombination des Verfahrens von Heinig (1983) mit einem numerischen zeitlineari-
sierten Euler-Code kommt in der Studie von Uslu et al. (2004) zum Einsatz. Die Schall-
quellberechnung erfolgt mit dem Euler-Code und ist somit auf reibungsfreie Strömungen
begrenzt. Zudem erfolgt die Lösung der Schwankungsgröÿen nur für eine Frequenz, d. h. für
jede Schaufelreihe separat. Die Schalltransportberechnungen erfolgen nach dem Vierpol-
Modell von Heinig (1983). In ihren Untersuchungen können Uslu et al. (2004) zeigen, dass
nur die erste Stufe akustisch relevant für den Gesamtschallpegel am Verdichtereinlass ist.
Durch Designvariationen an der ersten Stufe im Sinne einer Erhöhung der Schaufelzahl des
Rotors und der Vergröÿerung des axialen Abstandes von Rotor und Stator können Uslu
et al. (2004) die Schallemission senken.

Korte et al. (2005) wenden den zeitlinearisierten Euler-Code aus Uslu et al. (2004) so-
wohl für die Schallquell- als auch für die Schalltransportberechnungen an. Im Gegensatz zu
analytischen (wie beispielsweise das Vierpol-Modell) oder zweidimensionalen numerischen
Verfahren, können durch den vorgestellten dreidimensionalen Ansatz komplexe Geometri-
en, wie beispielsweise eine variierende Schaufeldicke oder Schaufelkrümmung, berücksich-
tigt werden. Korte et al. (2005) untersuchen die Schallentstehung und den Schalltransport
in einer dreistu�gen Axialturbine. In der von Korte et al. (2005) untersuchten Maschine
liefert die Interaktion der Potentialfelder Schallquellen in derselben Gröÿenordnung wie
die Nachlau�nteraktion, da die Stufenabstände relativ gering sind. Zudem sind Turbinen-
schaufeln dicker, als die in Verdichtern (s. Uslu et al. 2004), weswegen die Potentialfelder
hier stärker ausgeprägt sind. Das lineare numerische Verfahren erlaubt allerdings keine
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direkte Kopplung zwischen den Schaufelreihen. Daher muss der Schalltransport einer Mo-
de für jede Schaufelreihe separat simuliert werden. Das Verfahren gibt für die durch RSI
generierten relevanten Moden eine Druckstörung am benachbarten Interface stromab vor
und wird im betrachteten Fall bis zum Austritt hinter dem dritten Rotor propagiert. Das
Transmissionsverhalten der Moden zeigt, dass Moden die in einer Stufe nicht ausbrei-
tungsfähig (cut-o�) sind, in der nächsten wieder ausbreitungsfähig sein können (cut-on).
Der Verlauf des Schallleistungspegels über die Schaufelreihen dieser zwischen cut-on und
cut-o� schwankenden Moden zeigt einen klaren �zickzack�-Verlauf. Den Anstieg des Schall-
leistungspegels in den Schaufelreihen, an denen die Mode wieder ausbreitungsfähig wird,
erklärt Korte et al. (2005) damit, dass der Transport der Cut-O�-Moden selbst als schallge-
nerierender Mechanismus betrachtet werden kann (�The propagation of a cut-o� mode can
also be looked at as a noise generation process...� , Korte et al. 2005). Somit ist nach Korte
et al. (2005) eine vollständige Betrachtung aller Stufen für eine korrekte Beschreibung des
Transmissionsverhaltens notwendig. Am Beispiel einer Cut-On- und einer Cut-O�-Mode
zeigen Korte et al. (2005) den E�ekt der Modenstreuung. An einer Rotor- oder Stator-
reihe kann eine ankommende Mode in weitere Azimutalmoden gestreut werden. Im Fall
der Cut-On-Mode können Korte et al. (2005) kaum eine Verschiebung von Schallenergie
in die Streumoden feststellen. Die Mode, die über die Schaufelreihe, an der gestreut wird,
cut-o� wird, zeigt eine fast vollständige Übertragung der Schallenergie auf die Streumoden.
Eine Zerlegung der Azimutalmoden in ihre Radialmodenanteile zeigt, dass sich auch die
Energieverteilung auf die Radialmodenordnungen beim Durchtritt durch die Schaufelreihe
verschiebt. Der Transport der Streumoden durch die Turbine wird in Korte et al. (2005)
allerdings nicht betrachtet.

Kennepohl et al. (2005) setzen dasselbe Verfahren wie Korte et al. (2005) ein, um den
Ein�uss von Parametervariationen im Schaufeldesign eines dreistu�gen Verdichters auf die
Schallentstehung zu untersuchen. Im Gegensatz zu Korte et al. (2005) werden allerdings Re-
�exionen zwischen den Schaufelreihen und Modenstreuung an den selbigen berücksichtigt.
Um den numerischen Aufwand zu reduzieren, haben Kennepohl et al. (2005) vorher eine
Abschätzung der relevanten Schaufelreihen anhand des Vierpol-Modells von Heinig (1983)
und eines Plattenmodells von Koch (1971) vorgenommen. Nach Aussage der angewandten
Modelle dominieren die ersten drei Schaufelreihen das Gesamtschallfeld am Verdichterein-
lass.

Schalltransportuntersuchungen an mehrstu�gen axialen Turbomaschinen wurden bisher
überwiegend anhand analytischer und/oder linearer numerischer Verfahren durchgeführt.
Die Limitierung linearer Verfahren auf diskrete einzelne Frequenzen oder die fehlende di-
rekte Kopplung benachbarter Schaufelreihen mit unterschiedlichen Schaufelzahlen führt zu
einem hohen numerischen Aufwand, wenn alle Stufen der Turbomaschine berücksichtigt
werden sollen. Daher wurden die Untersuchungen in den oben genannten Arbeiten entwe-
der auf einzelne Schaufelreihen begrenzt oder die Anzahl der betrachteten Moden limitiert
(z. B. durch Vernachlässigung von Streumoden und deren Transport). Eine akustische Be-
trachtung aller Turbomaschinenstufen, die akustische Streue�ekte � sowohl azimutal als
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auch radial � mit einbezieht, ist nach Kenntnisstand der Autorin dieser Arbeit noch nicht
durchgeführt worden.

1.3 Harmonic Balance Verfahren

Rumsey et al. (1998) zeigen, dass akustische Phänomene mit CFD-Methoden erfasst werden
können. In ihrer Arbeit wird eine einstu�ge Fan-Kon�guration mittels eines instationären
RANS-Lösers (Reynolds-Averaged-Navier-Stokes) mit hochaufgelöster räumlicher und zeit-
licher Diskretisierung simuliert. Um die höchste ausbreitungsfähige akustische Azimutal-
mode au�ösen zu können, müssen für Rotor und Stator vier bzw. fünf Passagen modelliert
werden. Dies ist nötig, da mit der Periodizitätsbedingung in Umfangsrichtung nur Störun-
gen mit einer Umlau�requenz gröÿer als der Schaufelteilung erfasst werden. Abhängig von
der Stufenanzahl der Maschine und den Schaufelzahlverhältnissen entstehen Simulations-
modelle, die aufgrund der hohen räumlichen und zeitlichen Au�ösung nur noch schlecht
oder nicht mehr e�zient handhabbar sind. Mit einer erweiterten Periodizitätsbedingung
hingegen können auch komplexe Maschinenkon�gurationen mit einem vertretbaren Re-
chenaufwand bewältigt werden. Den periodischen Rändern wird zusätzlich ein Zeitversatz
aufgeprägt, der abhängig von der BPF der benachbarten Schaufelreihen ist. Die thermody-
namischen Gröÿen werden an den periodischen Rändern sowohl mit räumlichem als auch
mit zeitlichem Versatz übergeben.

He (1992) und Gerolymos et al. (2002) realisieren die zeitversetzte Übergabe durch eine
zeitliche und räumliche Fouriertransformation der Schwankungsgröÿen an den periodischen
Rändern. Diese Randbedingung wird als chorochronische Periodizität bezeichnet. Theore-
tisch können mit diesem Ansatz mehrere Störfrequenzen berücksichtigt werden. Vorausset-
zung ist jedoch, dass die Frequenzen bekannt sind. Eine Abschätzung ist, zumindest für
die Schaufelwechselfrequenzen (BPF) und deren Harmonische, ohne Weiteres möglich. Die
Methode von He (1992) wird von Schnell (2004), für die Berechnung der Schallgenerierung
in einer Fan-Gebläsestufe, in einen Navier-Stokes Löser implementiert (Phase-lag Randbe-
dingung). Der Vergleich mit experimentellen Daten zeigt eine gute Übereinstimmung und
damit die generelle Eignung des Verfahrens für aeroakustische Untersuchungen. Ein Nach-
teil dieses Verfahrens ist, dass Störungen, die nicht mit der BPF schwingen, nicht erfasst
werden. Das können beispielsweise Ablösungen an Stützrippen, Einlaufstörungen etc. sein.

Trotz der Einsparung an Rechenkapazitäten durch die Reduzierung der Rechendomä-
ne auf nur eine Passage, sind instationäre Simulationen im Zeitbereich sehr recheninten-
siv. Eine e�zientere Alternative bieten Ansätze, die harmonische Gleichungssysteme im
Frequenzbereich lösen. Während die ersten Ansätze Linearitätsbedingungen voraussetzen,
wurden in den letzten Jahren intensiv Methoden entwickelt, die nicht-lineare, harmonische
(Nonlinear Harmonic, NLH) Strömungsphänomene abbilden können. Das ist vor allem in
hochbelasteten Turbomaschinen notwendig, um eine genaue Vorhersage der aerodynami-
schen und aeroakustischen Vorgänge zu tre�en. He und Ning (1998) haben eine NLH-
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Methode vorgestellt, die die zweidimensionalen instationären Navier-Stokes Gleichungen
löst. Das instationäre Strömungsfeld wird in einen zeitgemittelten Anteil und einen Stö-
rungsanteil zerlegt. Unter der Annahme, dass die Störungen erster Ordnung dominieren,
gilt die Linearitätsbeziehung und die Störungsgleichungen können separat voneinander ge-
löst werden. Durch die zeitliche Mittelung der instationären Navier-Stokes Gleichungen
entstehen zusätzliche Terme: die instationären Spannungsterme, welche den turbulenten
Reynoldsspannungen ähneln. Da die Störungsgleichungen der Navier-Stokes Gleichungen
von erster Ordnung sind, sind diese nur über die Spannungsterme mit dem zeitlich gemit-
telten Anteil gekoppelt.

He und Ning (1998) haben in ihrer Arbeit ein Gleichungssystem implementiert, das die
zeitgemittelte Lösung und die erste Harmonische einer Störung berücksichtigt. Sie können
zeigen, dass diese Methode wesentlich bessere Ergebnisse im Hinblick auf die Berücksich-
tigung nicht-linearer E�ekte liefert als lineare Methoden. Gleichzeitig ist der NLH-Ansatz
ressourcensparender als voll instationäre Simulationen. In der Vergangenheit haben sich
viele Autoren der Weiterentwicklung der o.g. harmonischen Formulierungen (Harmonic
Balance, HB) für zeitperiodische Probleme gewidmet (Gopinath et al. 2007, Hall et al.
2002, McMullen und Jameson 2003, Vasanthakumar 2003, Vilmin et al. 2007, 2008, 2013,
Rossikhin 2017, Huang und Wang 2019). In einer Turbomaschinenstufe können aber auch
Frequenzen, die keine Harmonischen der BPF sind, auftreten. Periodische Ansätze, die nur
die BPF und deren Harmonische berücksichtigen, können diese Phänomene nicht erfassen.
Ekici und Hall (2008) haben einen Harmonic Balance Ansatz vorgestellt, der aperiodische
Störungen erfasst. Am Beispiel einer Turbinenstufe, die mit einem vorgeschalteten Nach-
lauf interagiert und deren Schaufeln mit einer de�nierten Frequenz vibrieren, können die
Autoren zeigen, dass mit dem gewählten Verfahren mehrere nicht-harmonische Frequenzen
berücksichtigt werden können und dabei die E�zienz des numerischen Verfahrens erhalten
bleibt. Diese Methode wird in mehreren Arbeiten weiterentwickelt und für unterschiedliche
Anwendungsfälle getestet (Ekici et al. 2010, Hall et al. 2013).

Frey et al. (2014) stellen eine Methode vor, die eine e�ziente Handhabung mehrerer Fun-
damentalfrequenzen ermöglicht. Hierdurch können alle beliebigen Interaktionsfrequenzen
benachbarter und nicht benachbarter Schaufelreihen und somit auch die entstehenden akus-
tischen Interaktionsmoden in der Berechnung berücksichtigt werden. Holewa et al. (2017)
benutzen die Methode von Frey et al. (2014), um die durch Rotor-Stator-Interaktion ge-
nerierten akustischen Moden zu untersuchen. Die Harmonic Balance Ergebnisse werden
mit URANS-Simulationen (UnsteadyRANS) verglichen und Holewa et al. (2017) können
zeigen, dass die HB-Simulationen 20-mal schneller durchgeführt werden können als die
URANS-Rechnungen. Weitere Anwendungen, Validierungsfälle und Vergleiche mit ande-
ren Simulationsmethoden der von Frey et al. (2014) implementierten Methode �nden sich
in den Arbeiten von Junge et al. (2015), Pinelli et al. (2015), Knobloch et al. (2016) und
Holewa et al. (2016). Die theoretischen Grundlagen des Harmonic Balance Ansatzes kön-
nen Abschn. 2.4 entnommen werden.
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Das Harmonic Balance Verfahren stellt folglich eine e�ziente Methode dar, mit der
die Schallentstehung durch Rotor-Stator-Interaktion und der Transport der akustischen
Moden simuliert werden kann. Das Verfahren ermöglicht die Berücksichtigung von harmo-
nischen aber auch von nicht-harmonischen Frequenzen der jeweiligen Schaufelwechselfre-
quenz. Durch die Kopplung der Schaufelpassagen durch einen de�nierten Phasenversatz
in Raum und Zeit ist eine Simulation aller Schaufelreihen mit jeweils einer Schaufelpas-
sage möglich. Dieser Ansatz reduziert den numerischen Aufwand im Gegensatz zu z. B.
herkömmlichen URANS-Verfahren und quali�ziert diese Methode für umfangreiche akus-
tische Untersuchungen in mehrstu�gen Turbomaschinen.

1.4 Arbeitshypothese und Gliederung der Arbeit

Das Kerntriebwerk und somit der Niederdruckverdichter tragen in zukünftigen Triebwerks-
konzepten signi�kant zum Gesamtschallpegel des Triebwerkes bei. Daher ist ein grundle-
gendes Verständnis der aeroakustischen Transportprozesse im Verdichter unerlässlich, denn
nur bei einer zuverlässigen Prognose der dominierenden Schallanteile lassen sich verlässli-
che Lärmreduzierungskonzepte entwickeln.

Mehrstu�ge Schalltransportprozesse wurden in der Vergangenheit nur wenig oder be-
grenzt untersucht. Vorwiegend der Transport ausbreitungsfähiger Rotor-Stator-Interakti-
onsmoden (Cut-On-Moden) stand dabei im Fokus der Untersuchungen. Diese Arbeiten ha-
ben allerdings gezeigt, dass für eine umfassende Beschreibung des Gesamtschallfeldes der
Modentransport durch alle Stufen berücksichtigt werden muss. Korte et al. (2005) zeigen,
dass Moden die zwischen cut-on und cut-o� schwanken, noch einen signi�kanten Schallleis-
tungspegel aufweisen können. Diese Moden werden in der vorliegenden Arbeit �Transiti-
onsmoden� genannt. Korte et al. (2005) können auch zeigen, dass die Streuung einer Mode
an einer Schaufelreihe zu einer Anregung energiereicher Streumoden führen kann. Sowohl
die Cut-O�/Cut-On-Transition, als auch die Modenstreuung können als schallanregende
Mechanismen betrachtet werden, da Schallenergie produziert wird. Eine Beschränkung der
aeroakustischen Untersuchungen in mehrstu�gen Axialverdichtern auf Cut-On-Moden ist
somit nicht ausreichend.

Aus dem aktuellen Stand der Technik ergeben sich die folgenden Schlussfolgerungen:

1. Die Anregung und der Transport akustischer Moden muss für alle Schaufelreihen
einer mehrstu�gen Turbomaschine betrachtet werden.

2. Neben den ausbreitungsfähigen RSI-Moden (Cut-On-Moden) können auch Transiti-
onsmoden noch signi�kante Schallleistungspegel aufweisen.

3. Die Streuung einer Mode an Rotoren und Statoren kann energiereiche Streumoden
generieren.
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Die Cut-O�/Cut-On-Transition tritt durch geometrische Änderungen im Kanal und
Schwankungen im aerodynamischen Feld während des Modentransportes durch den Strö-
mungskanal auf. Die Modenstreuung ist abhängig von den Schaufelreihen, die die Moden
während des Transportes passieren. Somit sind beide Mechanismen E�ekte, die vor allem in
mehrstu�gen Maschinen an Bedeutung zunehmen. Nach Kenntnisstand der Autorin dieser
Arbeit steht eine Untersuchung der Ausbreitung der Transitionsmoden und der Streu-
moden durch alle Verdichterstufen noch aus. Darüber hinaus wurde eine Bewertung der
Anteile der Transitions- und Streumoden am Gesamtschallfeld des Verdichters bisher nicht
durchgeführt.

Aus den genannten Schlussfolgerungen aus dem aktuellen Stand der Technik leitet sich
die folgende Arbeitshypothese dieser Arbeit ab:

Durch schallanregende Mechanismen wie die Cut-O�/Cut-On-Transition oder die Streu-
ung von Rotor-Stator-Interaktionsmoden an den Schaufelreihen, können in einem mehr-
stu�gen Axialverdichter auch die hinteren Schaufelreihen signi�kant zum Gesamtschallfeld
am Verdichtereinlass beitragen.

Die Prüfung der Arbeitshypothese erfolgt anhand des numerischen Modells eines 4,5-
stu�gen Axialverdichters. Das nicht-lineare Frequenzbereichsverfahren Harmonic Balance
ermöglicht die numerische Simulation instationärer Rotor-Stator-Interaktion in mehrstu�-
gen Verdichterkon�gurationen und die Berücksichtigung nicht-harmonischer Fundamental-
frequenzen. Daher erfolgt die Simulation der Modengenerierung und des Modentransportes
anhand des genannten Verfahrens. In Kap. 2 werden die Grundlagen des modalen Schall-
transportes erläutert. Ebenso werden die Grundlagen des Harmonic Balance Verfahrens
dargelegt. Für die Analyse des Schallfeldes und des Cut-On/Cut-O�-Verhaltens der Moden
wird das Schallfeld in seine azimutalen und radialen Anteile zerlegt. Dies erfolgt anhand
einer Radialmodenanalyse; diese ist ebenfalls in Kap. 2 beschrieben. Kapitel 2 schlieÿt
mit der Beschreibung des Hochgeschwindigkeits-Axialverdichters. In Kap. 3 folgt eine Be-
schreibung der numerischen Modellerstellung und dessen Plausibilisierung. Die Ergebnisse
der aeroakustischen Untersuchungen und eine kritische Betrachtung der verwendeten Me-
thoden werden in Kap. 4 diskutiert. Abschlieÿend folgen die Schlussfolgerungen aus den
erzielten Ergebnissen und ein Ausblick für zukünftige Forschungsarbeiten in Kap. 5.
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2 Grundlagen

2.1 Akustische Wellengleichung und deren Lösung für

Ringkreiskanäle

In diesem Kapitel werden die Grundlagen der Schallausbreitung in Turbomaschinen er-
läutert. Dazu werden die konvektive Wellengleichung und deren Lösungen herangezogen.
Für die Beschreibung akustischer Transportprozesse in axialen Turbomaschinen, können
die Kanalgeometrien vereinfachend als Kreis- oder Ringkreiskanäle angenommen werden.
Die Form der Wellengleichung in Zylinderkoordinaten wird in Abschn. 2.1.1 erläutert. In
der vorliegenden Arbeit begrenzt sich die betrachtete akustische Domäne auf einen Ver-
dichter mit Nabenkörper, daher wird die Lösung der Wellengleichung für Ringkreiskanäle
in Abschn. 2.1.2 vorgestellt. Auf eine ausführliche Herleitung der Gleichungen wird hier zu-
gunsten der Übersichtlichkeit verzichtet. Es sei auf weiterführende Literatur wie Goldstein
(1976), Tapken (2016) und Delfs (2017) verwiesen, worauf die folgenden Ausführungen
basieren.

2.1.1 Homogene konvektive Wellengleichung

Die Herleitung der Wellengleichung basiert auf den Erhaltungsgleichungen für Masse, Ener-
gie und Impuls und erfolgt im folgenden Abschnitt für ein homogenes und isentropes Fluid.
Die Kontinuitätsgleichung unter Vernachlässigung von Massenquellen lautet

∂ρ

∂t
+

∂

∂x
(ρux) +

1

r

∂

∂r
(rρur) +

1

r

∂

∂φ
(rρuφ) = 0 (2.1)

mit den Zylinderkoordinaten x in axialer, r in radialer und ϕ in azimutaler Richtung. Die
Kontinuitätsgleichung beschreibt die Änderung der Dichte ρ über Zeit t und Raum (x, r, ϕ).
Die Impulserhaltung vereinfacht sich für den Fall der Beschreibung des akustischen Feldes
zu den Euler-Gleichungen

∂ux
∂t

+ ux
∂ux
∂x

+ ur
∂ux
∂r

+
uφ
r

∂ux
∂φ

= −1

ρ

∂p

∂x
(2.2)

∂ur
∂t

+ ux
∂ur
∂x

+ ur
∂ur
∂r

+
uφ
r

∂ur
∂φ
−
u2
φ

r
= −1

ρ

∂p

∂r
(2.3)

∂uφ
∂t

+ ux
∂uφ
∂x

+ ur
∂uφ
∂r

+
uφ
r

∂uφ
∂φ
− uruφ

r
= − 1

ρr

∂p

∂φ
, (2.4)

13



2.1 Akustische Wellengleichung und deren Lösung für Ringkreiskanäle

da sowohl Reibungs- als auch äuÿere Kräfte vernachlässigt werden können. Die Ausbreitung
akustischer Wellen kann mit Hilfe eines Störansatzes gemäÿ

ψ(x, t) = ψ0(x) + ψ(x, t)′ (2.5)

beschrieben werden (Goldstein 1976). Die beliebige Zustandsgröÿe ψ wird somit in einen
stationären Anteil ψ0 und einen in Zeit und Raum schwankenden Anteil ψ′ zerlegt. Unter
der Annahme, dass die Amplituden der Schwankungen im Vergleich zu den stationären
Ruhegröÿen klein sind |ψ′| � |ψ0|, können die Erhaltungsgleichungen um den stationären
Arbeitspunkt linearisiert werden. Das akustische Feld lässt sich somit als Überlagerung
mehrerer Störgröÿen beschreiben, die voneinander unabhängig sind. Weiterhin gilt, dass
die Störgröÿen zwar abhängig von den Ruhegröÿen sind, die Ruhegröÿen allerdings nicht
von den Störgröÿen beein�usst werden. Diese Annahmen gelten nur bei hinreichend klei-
nen Störamplituden. Mit gröÿeren Amplituden werden die nicht-linearen Terme in den
Erhaltungsgleichungen so groÿ, dass sie nicht mehr vernachlässigt werden können. In der
Literatur �nden sich Grenzwerte für die Linearitätsbedingung in der Gröÿenordnung von
140− 160 dB (Möser 2005, Rienstra und Hirschberg 2004 und Tam 1995).

Der betrachtete Kanal mit zylindrischem Querschnitt wird reibungsfrei und stationär
in axialer und azimutaler Richtung durchströmt (ux,0 6= 0, uφ,0 6= 0, ur,0 = 0). Die Strö-
mungsgröÿen besitzen somit lediglich eine Abhängigkeit vom Radius r. Nach Anwendung
des Störansatzes aus Gl. (2.5) und anschlieÿender Linearisierung lautet die linearisierte
Kontinuitätsgleichung

∂ρ′

∂t
+ ux,0

∂ρ′

∂x
+
uφ,0
r

∂ρ′

∂φ
+ ρ0

∂u′x
∂x

+
ρ0

r

∂u′φ
∂φ

+ ρ0
∂u′r
∂r

+
ρ0

r
u′r = 0. (2.6)

Analog gilt für die linearisierten Euler-Gleichungen

∂u′x
∂t

+ ux,0
∂u′x
∂x

+ u′r
∂ux,0
∂r

+
uφ,0
r

∂u′x
∂φ

= − 1

ρ0

∂p′

∂x
(2.7)

∂u′r
∂t

+ ux,0
∂u′r
∂x

+
uφ,0
r

∂u′r
∂φ
− 2u′φ

uφ,0
r

= − 1

ρ0

∂p′

∂r
(2.8)

∂u′φ
∂t

+ ux,0
∂u′φ
∂x

+
uφ,0
r

∂u′φ
∂φ
− u′ruφ,0

r
= − 1

ρ0r

∂p′

∂φ
. (2.9)

Zur Schlieÿung des Gleichungssystems fehlt noch ein Zusammenhang zwischen zwei Zu-
standsgröÿen. Dieser kann aus der Energiegleichung für ein isentropes Fluid hergeleitet
werden (Bartelt 2015, Goldstein 1976) und stellt mit

p′ = a2ρ′ (2.10)

die Druck-Dichte-Beziehung dar. Die Schallgeschwindigkeit a bildet sich aus der statischen
Temperatur T , dem Isentropenexponenten κ und der spezi�schen Gaskonstante Rs:

a =
√
κRsT . (2.11)
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2.1 Akustische Wellengleichung und deren Lösung für Ringkreiskanäle

Die Schlieÿung des Systems erfolgt über die räumlichen Ableitungen der linearisierten
Euler-Gleichungen (2.7) - (2.9) und anschlieÿendes Einsetzen in Gl. (2.6):

1

a2

d2p′

dt2
− 1

r

∂p′

∂r
− ∂2p′

∂r2
− 1

r2

∂2p′

∂φ2
− ∂2p′

∂x2
=

ρ0
∂

∂r

(uφ,0
r

) ∂u′r
∂φ

+ 2ρ0
∂ux,0
∂r

∂u′r
∂x
− 2ρ0uφ,0

r

∂u′φ
∂r
−

2ρ0u
′
φ

r

∂uφ,0
∂r

+
ρ0

r

∂u′r
∂φ

∂uφ,0
∂r

+
ρ0uφ,0
r2

∂u′r
∂φ

.

(2.12)

Eine ausführliche Herleitung der Wellengleichung liefert Bartelt (2015). Da diesem Glei-
chungssystem noch kein Modell für die Drallverteilung der Strömung unterliegt, enthält
die resultierende Wellengleichung sowohl den Schalldruck p′, also auch die Fluktuations-
geschwindigkeiten, den sogenannten Schallschnellenkomponenten u′x, u

′
r, u
′
φ und kann dem-

nach nicht einfach gelöst werden. Eine Überführung in ein analytisch lösbares Gleichungs-
system erfolgt unter Annahme einer vom Radius unabhängigen axialen Grundströmung
ux,0 = const. und unter Annahme eines Festkörperwirbels uφ,0 = ωr mit der Kreisfre-
quenz ω. In den Rotoren wird der Strömung durch die Rotation der Schaufeln mit ω eine
Festkörperrotation aufgeprägt. Unter der Annahme sehr langer Axialspalte würde sich die
Drallverteilung zwischen den Schaufeln durch die Vorgabe des radialen Gleichgewichts wie-
derum einem Potentialwirbel annähern. Da die axialen Schaufelreihenabstände in der Regel
aber sehr gering sind (auch im hier betrachteten Axialverdichter, s. Tab. 2.1), �ndet keine
vollständige Umwandlung vom Festkörper- in einen Potentialwirbel statt. Vielmehr ist die
Drallverteilung eine Kombination beider Wirbelmodelle, ein sogenannter Rankine-Wirbel.
Da sich der Querschnitt des Strömungskanals bzw. das Nabenverhältnis entlang der Ka-
nalachse ändert, muss in die Bilanzierung des radialen Gleichgewichts auch die Krümmung
der Stromlinien mit ein�ieÿen. Dazu eignet sich z. B. das Stromlinien-Krümmungsverfahren
nach Wilson und Korakianitis (2014), welches eine Di�erentialgleichung zur Beschreibung
der Meridionalgeschwindigkeit liefert. Für isentrope Strömungen und für die oben genann-
ten Annahmen (ux,0 = const. und uφ,0 = ωr) existieren konsistente Lösungen dieser Dif-
ferentialgleichung. Die Beschreibung der Drallverteilung durch einen Festkörperwirbel ist
daher zulässig und die konvektive Wellengleichung lautet unter den getro�enen Annahmen

1

a2

∂2p′

∂t2
− 1

r

∂p′

∂r
− ∂2p′

∂r2
+

1

r2
(Ma2

φ − 1)
∂2p′

∂φ2
+ (Ma2

x − 1)
∂2p′

∂x2
+

1

a2

(
2uφ,0
r

∂2p′

∂φ∂t
+ 2ux,0

∂2p′

∂x∂t
+

2uφ,0ux,0
r

∂2p′

∂φ∂x

)
= 0,

(2.13)

mit der azimutalen Mach-Zahl Maφ und der axialen Mach-Zahl Max.

2.1.2 Lösung der Wellengleichung für Ringkreiskanäle

Die Schallausbreitung in Turbomaschinen lässt sich vereinfacht als Ausbreitung in ei-
nem Ringkreiskanal, also einem Rohr mit Nabenkörper, beschreiben. Durch die geome-
trische Begrenzung in azimutaler und radialer Richtung, bildet sich das Schallfeld als
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2.1 Akustische Wellengleichung und deren Lösung für Ringkreiskanäle

Überlagerung dreidimensionaler Eigenschwingungsformen - Moden - im Ringkreiskanal
aus. Die Beschreibung der akustischen Moden geschieht mit Hilfe eines Separationsan-
satzes p′(x, r, φ, t) = Re {f(x)g(r)h(φ)eiωt}, mit drei räumlichen Ausbreitungsfunktionen
und einem zeitharmonischen Anteil. Das Gesamtschallfeld ergibt sich aus der Überlagerung
akustischer Moden in der Form

p′(x, r, φ, t) =
∞∑

m=−∞

∞∑
n=0

(
A+
mne

ik+x,mnx + A−mne
ik−x,mnx

)
· fmn(r)eimφe−iωt. (2.14)

Die Summe wird über alle möglichen Schwingungsformen gebildet, die Gl. (2.13) erfüllen.
Die spezi�schen Lösungen werden durch Ordnungszahlen gekennzeichnet. Die Ordnungs-
zahl m repräsentiert die Modenordnung in azimutaler Ausbreitungsrichtung, d.h. die Peri-
oden über den Umfang. Dabei kann m sowohl positive, als auch negative Werte annehmen.
Für m > 0 rotiert die Mode in Richtung der Rotordrehung, für m < 0 entgegengesetzt.
Die Anzahl der Knotenlinien über den Radius wird über die Radialmodenordnung n be-
schrieben. Die Terme in der Klammer auf der rechten Seite von Gl. (2.14) beschreiben die
Ausbreitung in positiver und negativer axialer Richtung, charakterisiert durch die Ampli-
tuden A±mn und die axialen Wellenzahlen k±x,mn. Es folgen die radiale Eigenfunktion fmn(r),
die Ausbreitung in Umfangsrichtung eimφ und die Ausbreitung in der Zeit e−iωt.

Radiale Eigenfunktion
Um die radiale Ausbreitungsfunktion fmn(r) zu erhalten, wird Gl. (2.14) in die konvektive
Wellengleichung (2.13) eingesetzt. Dies liefert den Zusammenhang

∂2fmn(r)

∂r2
+

1

r

∂fmn(r)

∂r
+

[(
smn
RShr

)2

−
(m
r

)2
]
· fmn(r) = 0. (2.15)

Der radiale Eigenwert smn kann mit der Dispersionsbeziehung

s2
mn

R2
Shr

+ k±2
x,mn =

((
k − m ·Maφ,Shr

RShr

)
− k±x,mn ·Max

)2

(2.16)

substituiert werden. Dabei sind RShr der Auÿenradius des Kanals, k = ω
a
die Freifeld-

wellenzahl, Maφ,Shr die azimutale Mach-Zahl am Auÿenradius des Kanals und Max die
axiale Mach-Zahl. Gleichung (2.15) ist eine Besselsche-Di�erentialgleichung, deren Lösung
für einen Ringkanal mit dem Innenradius RHub und schallharten Wänden, also

ur ∝
∂p

∂r
∝ ∂fmn

∂r
= 0, für r = RHub und r = RShr, (2.17)

die Kombination von zwei linear unabhängigen Gleichungen

fmn(r) = Jm

(
smn

r

RShr

)
+QmnYm

(
smn

r

RShr

)
(2.18)
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2.2 Ausbreitungsverhalten akustischer Moden

ist (Bartelt 2015). Dabei bezeichnet Jm die Besselfunktion erster Art und Ym die Neu-
mannfunktion. Die Faktoren smn und Qmn sind die Eigenwerte der Besselfunktionen und
müssen noch bestimmt werden. Durch Anwendung der Randbedingungen aus Gl. (2.17)
auf Gl. (2.18) erhält man

Qmn =
Jm−1(smn)− Jm+1(smn)

Ym−1(smn)− Ym+1(smn)
=
Jm−1(smnσ)− Jm+1(smnσ)

Ym−1(smnσ)− Ym+1(smnσ)
. (2.19)

Hier wird das Nabenverhältnis σ = RHub
RShr

eingeführt. Der radiale Eigenwert smn wird iterativ
bestimmt. Für Rohre ohne Nabenkörper RHub = 0 strebt die Neumannfunktion gegen
unendlich und der Schalldruck würde einen unphysikalischen Wert annehmen, sodass für
Rohre ohne Nabenkörper Qmn = 0 gilt.
Mit bekanntem Eigenwert kann Gl. (2.16) nun zu

k±x,mn =
−Max ·

(
k − m·Maφ,Shr

RShr

)
±
√(

k − m·Maφ,Shr
RShr

)2

−
(
1−Ma2

x

)
·
(
smn
RShr

)2

1−Ma2
x

(2.20)

umgeformt werden und liefert eine Beschreibung für die axiale Wellenzahl. Die sich dar-
aus ableitenden Ausbreitungseigenschaften einer Mode werden im folgenden Abschn. 2.2
erläutert.

2.2 Ausbreitungsverhalten akustischer Moden

Aus den in Abschn. 2.1.2 hergeleiteten Gleichungen lassen sich Gröÿen und Zusammen-
hänge ableiten, die das Ausbreitungsverhalten der Moden in Kanälen charakterisieren. Die
Ausbreitungseigenschaften werden im folgenden Abschnitt diskutiert.

Kenngröÿen
Die axialen Wellenzahlen k+

x,mn und k−x,mn in Gl. (2.20) beschreiben die Ausbreitung mit
und entgegen der Strömungsrichtung, abhängig vom Vorzeichen des Wurzelterms. Tapken
(2016) bezeichnet diesen Term auch als Ausbreitungsfaktor αmn:

αmn =

√(
k − m ·Maφ,Shr

RShr

)2

−
(
1−Ma2

x

)
·
(
smn
RShr

)2

. (2.21)

Für ausbreitungsfähige Moden ist αmn reell und folglich gilt für den Radikanden(
k − m ·Maφ,Shr

RShr

)2

−
(
1−Ma2

x

)
·
(
smn
RShr

)2

≥ 0. (2.22)

Durch Umformen und Einsetzen des Zusammenhangs k = ω
a

= 2πf
a

erhält man die Grenz-
frequenz

f(mn),c =
a

2πRShr

(√
1−Ma2

x · smn +m ·Maφ,Shr

)
, (2.23)
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2.2 Ausbreitungsverhalten akustischer Moden

ab der eine Mode ausbreitungsfähig ist, die Cut-On-Frequenz. Die Cut-On-Frequenz ist
von den geometrischen und den aerodynamischen Randbedingungen sowie dem Eigenwert
smn abhängig. Somit existiert für jede Mode (mn) eine spezi�sche Grenzfrequenz. Einen
Sonderfall nimmt die Mode (0, 0) ein. Die Grundmode, die physikalisch betrachtet einer
ebenen Welle entspricht, besitzt den Eigenwert smn = 0 und somit f(0,0),c = 0, ist also
immer ausbreitungsfähig. Das Verhältnis der Anregungsfrequenz zur Cut-On-Frequenz,
das Cut-On-Verhältnis,

ξmn =
f

f(mn),c

=
kRShr√

1−Ma2
x · smn +m ·Maφ,Shr

=
k√

1−Ma2
x · smnRShr

+
m·Maφ,Shr

RShr

(2.24)

dient häu�g als anschauliche Kennzahl zur Betrachtung des Ausbreitungsverhaltens einer
Mode. Ist ξmn ≥ 1 ist die Mode ausbreitungsfähig, oder auch cut-on. Für ξmn < 1 ist die
Mode nicht ausbreitungsfähig (cut-o�).

Die axiale Grundströmung Max verschiebt die Grenzfrequenz in Richtung niedrigerer
Frequenzen (vgl. Gl. (2.23)), unabhängig von der axialen Ausbreitungsrichtung der Mode.
Zu beachten ist jedoch, dass nach Gl. (2.20) für eine Ausbreitung entgegen der Strömungs-
richtung betragsmäÿig höhere axiale Wellenzahlen resultieren als für eine Ausbreitung mit
Strömungsrichtung. Da die Ausbreitungsgeschwindigkeit a±x gemäÿ

a±x =
ω

k±x,mn
(2.25)

proportional von der Wellenzahl abhängt, gilt somit |a+
x | > |a−x |. Der Ein�uss des Dralls

auf die Cut-On-Frequenz lässt sich anschaulich durch den Dopplere�ekt erklären. Dreht
sich eine Mode in Richtung des Dralls, wird die Welle über den Umfang gestreckt, die
Cut-On-Frequenz erhöht sich. Im gegenläu�gen Fall folgt durch Stauchung der Welle eine
Reduzierung der Cut-On-Frequenz. Bei gegebener Anregungsfrequenz sind folglich mehr
Moden entgegen des Dralls (m < 0), als Moden mit gleicher Drehrichtung wie der Drall
(m > 0) ausbreitungsfähig.

Das Nabenverhältnis geht über den radialen Eigenwert in die axiale Wellenzahl und in
die Cut-On-Frequenz mit ein. Tapken (2016) zeigt, dass vor allem für niedrige Moden-
ordnungen das Nabenverhältnis einen signi�kanten Ein�uss hat: Der relative Abstand der
Eigenwerte smn bei konstantem m und variablem n wird gröÿer, je gröÿer das Naben-
verhältnis ist. Je näher die radialen Eigenwerte zueinander liegen, desto ähnlicher sind
die Ausbreitungseigenschaften der radialen Moden, da diese direkt in die Berechnung der
Ausbreitungswinkel ein�ieÿen (s. im nachfolgenden Abschnitt Gl. (2.33), (2.38), (2.39)).
Weiterhin bestimmt das Nabenverhältnis wesentlich den Verlauf der radialen Eigenfunk-
tion. Bei kleinem Nabenverhältnis, σ → 0, verlagert sich der Transport der Schallenergie
für hohe Azimutalmodenordnungen Richtung Gehäusewand des Kanals. Für hohe Naben-
verhältnisse, σ → 1, nähern sich die Verläufe der radialen Eigenfunktionen im Verlauf
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2.2 Ausbreitungsverhalten akustischer Moden

einander an und unterscheiden sich kaum für kleine und hohe Azimutalmodenordnun-
gen (Tapken 2016).

Ausbreitungsverhalten akustischer Moden
Zur Beschreibung des Ausbreitungsverhaltens von akustischen Wellen dienen neben der
Schallgeschwindigkeit, die Phasen- und Gruppengeschwindigkeit als essenzielle Parame-
ter. Die Phasengeschwindigkeit beschreibt die Geschwindigkeit, mit der die Wellenfron-
ten gleicher Phase in Richtung des Wellenvektors transportiert werden (Lighthill 1970).
Der Energietransport unterliegt der Gruppengeschwindigkeit. Die Annahme, dass auch
der Energietransport der Welle mit Phasengeschwindigkeit statt�ndet, ist nur für nicht-
dispersive Medien zulässig (Zhang und Park 2004). Eine überlagerte Grundströmung führt
zu einer dispersiven Schallausbreitung. Die Einzelwellen eines Wellenpaketes bewegen sich
mit unterschiedlichen Phasengeschwindigkeiten im Medium fort, die Amplitude des Wel-
lenpaketes wird moduliert. Die Phasen- und Gruppengeschwindigkeit können sich dann
sowohl in Amplitude als auch in Richtung unterscheiden (Lighthill 1970).

Die axiale Phasengeschwindigkeit kann aus der Beschreibung einer ebenen, zeitharmo-
nischen Welle

A(x, t) = A0 · ei(ωt−k
±
mnx) (2.26)

hergeleitet werden (Zhang und Park 2004). Für Orte konstanter Phase gilt

ϕ = ωt− k±mnx = const., (2.27)

umstellen nach x liefert
x =

ωt− const.
k±mn

. (2.28)

Die Phasengeschwindigkeit einer spezi�schen Mode (mn) ergibt sich durch Ableiten von
Gl. (2.28) nach der Zeit t:

vPhase,x =
dx

dt
=

ω

k±mn
. (2.29)

Die Phasenfronten propagieren mit einem Winkel

cos(θ±x ) =
k · ex

|k| |ex|
=
k±mn
k

(2.30)

entlang der Kanalachse (Rice et al. 1979, Hurfar 2021). Zur besseren Übersicht wird hier
nach Tapken (2016) und Behn et al. (2016) der modi�zierte Ausbreitungsfaktor

ᾰmn =

√
1− (1−Ma2

x)

(
smn

k̆mRShr

)2

(2.31)

und die modi�zierte Wellenzahl
k̆m = k − mω

a
(2.32)

19



2.2 Ausbreitungsverhalten akustischer Moden

eingeführt. Der Betrag der Wellenzahl im Nenner von Gl. (2.30), ergibt sich aus der Di-
spersionsrelation aus dem Term auf der rechten Seite in Gl. (2.16). Geometrisch entspricht
der Term dem Wellenvektor normal zur Wellenfront. Einsetzen dieses Terms zusammen
mit Gl. (2.20), Gl. (2.31), Gl. (2.32) in Gl. (2.30) liefert:

cos(θ±x ) =
−Max ± ᾰmn
1∓ ᾰmnMax

. (2.33)

Nach Rice et al. (1979) und Hurfar (2021) lassen sich die Gruppengeschwindigkeit und der
axiale Gruppenausbreitungswinkel über geometrische Ansätze herleiten:

cos(φGr,x) =
vGr,x
vGr

. (2.34)

Unter Berücksichtigung des Cut-On-Verhältnisses, hier beschrieben mit Hilfe des modi�-
zierten Ausbreitungsfaktors aus Gl. (2.31)

ξmn =

√
1

1− ᾰ2
mn

, (2.35)

sind die absolute und axiale Gruppengeschwindigkeit wie folgt de�niert:

vGr = a

√√√√√(1−Ma2
x)
(

1 + Max
√

1− 1
ξ2

)
1−Max

√
1− 1

ξ2

(2.36)

und

vGr,x = a
(1−Ma2

x)
√

1− 1
ξ2

1−Max
√

1− 1
ξ2

(2.37)

Daraus ergibt sich der axialen Gruppenausbreitungswinkel φ+
Gr,x in positiver Strömungs-

richtung x

cos(φ+
Gr,x) =

√
1−Ma2

x

√√√√ 1− 1
ξ2

1−Ma2
x(1− 1

ξ2
)

(2.38)

und der axiale Gruppenausbreitungswinkel φ−Gr,x entgegen der Strömungsrichtung x

cos(π − φ−Gr,x) =

√
1−Ma2

x

√√√√ 1− 1
ξ2

1−Ma2
x(1− 1

ξ2
)
. (2.39)
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Abbildung 2.1: Axialer Gruppenausbreitungswinkel der Mode mn = (2, 0) für ein variie-
rendes Cut-On-Verhältnis

Abbildung 2.1 zeigt exemplarisch den axialen Gruppenausbreitungswinkel für ein variie-
rendes Cut-On-Verhältnis der Mode (2, 0). Die Anregung der Mode unterhalb oder genau
an der spezi�schen Cut-On-Frequenz (ξmn ≤ 1) führt zu einem axialen Gruppenausbrei-
tungswinkel von φ±Gr,x = 90◦. Somit �ndet kein Transport von Schallenergie entlang der
Kanalachse statt. Überschreitet die Anregung die Cut-On-Frequenz und ξmn →∞, strebt
der axiale Gruppenausbreitungswinkel in Richtung der Kanalachse, d.h. gegen 0◦ bzw. 180◦

für den Fall mit bzw. entgegen Strömungsrichtung.

Abklingverhalten von Cut-O�-Moden
Unterschreitet die Anregungsfrequenz die Cut-On-Frequenz nach Gl. (2.23) einer spezi�-
schen Mode, ist diese Mode cut-o� (vgl. Abschn. 2.2). Die axiale Wellenzahl wird ima-
ginär und es erfolgt eine Dämpfung über die Exponenten in den Termen der axialen
Ausbreitung in Gl. (2.14). Wird die axiale Wellenzahl für den Fall ohne Grundströmung
Max = Maφ,Shr = 0 betrachtet, wird k±x,mn unter Cut-O�-Bedingungen rein imaginär und
es �ndet eine reine Dämpfung statt. Im Falle einer vorliegenden Grundströmung gilt je-
doch Re(k±x,mn) < 0. Somit ist die Dämpfung einer reellen Wellenausbreitung überlagert.
Das Maÿ der Dämpfung ∆L entlang der Kanalachse ist nach Tyler und Sofrin (1962) und
Tapken (2016) de�niert als

∆L = 20log10(eγ∆x) dB. (2.40)

Der Faktor γ entspricht dem Imaginärteil der axialen Wellenzahl, bzw. dem imaginären
Ausbreitungsfaktor iαmn. Mit log10e = 1

ln10
ergibt sich für die Dämpfung:

∆Lmn = − 20

ln(10)
iαmn∆x dB. (2.41)
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Abbildung 2.2: Dämpfung von Cut-O�-Moden über die axiale Länge ∆x = RShr in einem
Rohr ohne Nabenkörper
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2.2 Ausbreitungsverhalten akustischer Moden

In Abb. 2.2 sind die Dämpfungsverläufe über eine axiale Kanallänge ∆x = RShr über
variierende Cut-On-Verhältnisse dargestellt. Das Diagramm oben links zeigt den Versatz
des Dämpfungsverhaltens für unterschiedliche azimutale Modenordnungen m. Generell ist
ein asymptotischer Dämpfungsverlauf mit abnehmendem Cut-On-Verhältnis sichtbar. Mit
steigender Azimutalmodenordnung m ist auch die Dämpfung zu höheren Werten verscho-
ben. Selbes gilt für steigende Radialmodenordnungen n (s. Abb. 2.2 oben rechts), wobei
hier das Dämpfungsverhalten wesentlich stärker beein�usst wird. Die axiale Mach-Zahl (s.
Abb. 2.2, unten links) und die azimutale Mach-Zahl (s. Abb. 2.2, unten rechts) haben einen
geringen Ein�uss auf die Dämpfung. Allerdings zeigen die Dämpfungskurven für die variie-
rende azimutale Mach-Zahl keinen asymptotischen, sondern einen parabelförmigen Verlauf.
Mit steigendem Cut-On-Verhältnis steigt die Dämpfung zunächst bis zum kritischen Cut-
On-Verhältnis ξkrit am Scheitelpunkt der Parabel und sinkt dann bis zum Cut-On-Punkt
der Mode. Das kritische Cut-On-Verhältnis ξkrit entspricht genau der Anregungsfrequenz,
bei der die konvektive Streckung der Schallwelle durch die Strömungsüberlagerung in Um-
fangsrichtung die modale Wellenlänge über den Umfang erreicht:

λU =
2πRShr

m
. (2.42)

Auch wenn nicht ausbreitungsfähige Moden scheinbar e�ektiv gedämpft werden, haben z.B.
Korte et al. (2005) gezeigt, dass diese Moden in benachbarten Schaufelreihen wieder aus-
breitungsfähig werden können, oder sogar als schallanregender Mechanismus wirken können
(vgl. Abschn. 1.2). Die Abstände der Schaufelreihen des in dieser Arbeit untersuchten Axi-
alverdichters (s. Abschn. 2.5) sind gering. Die maximalen Abstände (diese be�nden sich im
Bereich der Schaufelspitze) bezogen auf den Kanalradius sind in Tab. 2.1 aufgeführt.

Tabelle 2.1: Maximale Abstände der Schaufelreihen im Hochgeschwindigkeits-
Axialverdichter

IGV-R1 R1-S1 S1-R2 R2-S2 S2-R3 R3-S3 S3-R4 R4-S4
∆x
RShr

0,105 0,125 0,089 0,127 0,109 0,121 0,121 0,132

Am Beispiel der Dämpfung in Abhängigkeit von den Radialmodenordnungen würde sich
im Falle des kleinsten Abstandes zwischen S1-R2 die maximale Dämpfung für n = 4 auf
∆L2,4 = −13 dB und für n = 0 auf ∆L2,0 = −2 dB (vgl. Abb. 2.2) reduzieren. Cut-O�-
Moden können somit mit noch hohem Schalldruckpegel in die stromauf liegende Schaufel-
reihe eintreten und dort weitere Moden anregen (s. auch Abschn. 4.3).

Eine Beschreibung des Energietransportes über den Cut-O�-Punkt hinaus liefern Rien-
stra (2001, 2015), Smith et al. (2012) und Nielsen und Peake (2016). Der Transitionspunkt
von cut-on zu cut-o� (oder umgekehrt) wird auch �Turning Point� genannt (Rienstra 2001).
An diesem Punkt wird die Mode vollständig mit einem Phasenversatz von −π

2
re�ektiert:

es �ndet kein Transport von Schallenergie über diesen Punkt hinaus statt. Nielsen und
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2.3 Radialmodenanalyse

Peake (2016) beschreiben den Fall von zwei Turning Points (z. B. durch eine Verengung
und anschlieÿende Aufweitung des Kanalquerschnittes) im Strömungskanal für eine spezi-
�sche Mode. Liegen die Turning Points nah beieinander, �tunnelt� (engl. tunnelling) die
Mode durch den Cut-O�-Bereich und breitet sich nach Passieren des zweiten Turning Point
wieder aus (s. a. Rienstra 2015). Smith et al. (2012) zeigen, dass Cut-O�-Moden Energie in
benachbarte Cut-On-Moden streuen können. Diese Modenstreuung führt über eine Kopp-
lung mit dem aerodynamischen Feld zu einem Transport von Schallenergie auch über den
Transititonspunkt von cut-on zu cut-o� hinaus.

Aufgrund der oben beschriebenen Mechanismen sollten Cut-O�-Moden nicht generell
von der Betrachtung des Schalltransportes durch mehrstu�ge axiale Turbomaschinen aus-
geschlossen werden, da diese noch einen Beitrag zum Gesamtschallfeld liefern können.

2.3 Radialmodenanalyse

Eine vollständige Beschreibung des Modentransportes durch die Stufen des Verdichters,
umfasst nicht nur Aussagen über Azimutalmodenordnung und Schalldruckpegel, sondern
auch eine Zerlegung der Azimutalmoden in ihre radialen Anteile und Information über
die Ausbreitungsrichtung der Teilmoden. Das in dieser Arbeit verwendete Verfahren zur
Bereitstellung der genannten Informationen ist die partielle Radialmodenanalyse (RMA).
Dieses Verfahren wurde in den letzten Jahren zur akustischen Auswertung experimenteller
Daten an verschiedenen Prüfständen am Institut für Turbomaschinen und Fluid-Dynamik
an der Leibniz Universität Hannover (TFD) erfolgreich eingesetzt (Laguna et al. 2013, La-
guna 2016). Auch für die Auswertung numerisch simulierter Schallfelder ist diese Methode
geeignet. Generell lässt sich das Verfahren in zwei Schritte unterteilen:

1. Umfangsmodenzerlegung

2. Radialmodenanalyse

Diese werden im Folgenden erläutert.

Umfangsmodenzerlegung
Die Gleichung des Gesamtschallfeldes Gl. (2.14) lässt sich als Überlagerung der Azimutal-
moden

p′(x, r, φ, t = 0) =
∞∑

m=−∞
Am(x, r)eimφ (2.43)

zu einem Zeitpunkt t = 0 umschreiben. Die Amplitude der Azimutalmode Am resultiert
aus dem Produkt der Summe der stromab und stromauf laufenden Radialmoden und der
radialen Eigenfunktion:

Am(x, r) =
∞∑
n=0

(
A+
mne

ik+x,mnx + A−mne
ik−x,mnx

)
· fmn(r). (2.44)
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2.3 Radialmodenanalyse

Die Umfangsmodenamplituden Am lassen sich aus dem diskreten Drucksignal einer spe-
zi�schen Frequenz - z.B. aus experimentellen Mikrofonmessungen oder aus der Lösung
numerischer instationärer Simulationen, wie im Falle der vorliegenden Arbeit - durch eine
Zerlegung in die harmonischen Anteile mittels räumlicher Diskreter-Fourier-Transformation
(DFT) ermitteln:

Am(xi, rj) =
1

Nφ

Nφ∑
l=1

p′(xi, rj, φl)e
im∆φ. (2.45)

Die auf der Kreislinie (xi, rj) mit äquidistantem Abstand ∆φ angeordneten Stützpunkte
Nφ bestimmen nach dem Nyquist-Theorem

m ≤ Nφ

2
(2.46)

die maximal bestimmbare Azimutalmodenordnung. In der experimentellen Praxis erge-
ben sich hier starke Limitierungen durch Anzahl und Verbauung der Messmikrofone (vgl.
Laguna 2016, Tapken 2016). In der Numerik liegt hier eine Abhängigkeit von der An-
zahl der Netzknoten vor. Allerdings übersteigt die für die gängigsten Anwendungen nötige
Au�ösung der Aerodynamik bereits die nötigen Stützstellen für die relevanten azimutalen
Moden. Anders verhält es sich im Hinblick auf die axiale Au�ösung, s. Abschn. 3.2.

Radialmodenanalyse
Um die Azimutalmoden in ihre stromab und stromauf laufenden radialen Anteile A+

mn und
A−mn zerlegen zu können, muss die Azimutalmodenzerlegung an mindestens zwei verschie-
denen axialen Positionen erfolgen. Aus den gemessenen azimutalen Schalldruckspektren
lässt sich ein lineares Gleichungssystem basierend auf Gl. (2.44) aufstellen:

Am(x1, r)
Am(x1, r)

...
Am(xi, r)
Am(xi, r)

 = M


A+
m0

A−m0
...

A+
mn

A−mn

 . (2.47)

Dieses Gleichungssystem koppelt die Azimutalmodenamplituden auf der linken Seite der
Gleichung mit den Radialmodenamplituden auf der rechten Seite durch die Kopplungs-
matrix M . Die Kopplungsmatrix umfasst die radialen und axialen Eigenwerte aller zur
Azimutalmode m gehörenden, stromauf und stromab laufenden Radialmoden n:

M =

 eik
+
m,0x1fm,0(r) eik

−
m,0x1fm,0(r) · · · eik

+
mnx1fmn(r) eik

−
mnx1fmn(r)

...
...

. . .
...

...

eik
+
m,0xifm,0(r) eik

−
m,0xifm,0(r) · · · eik

+
mnxifmn(r) eik

−
mnxifmn(r)

 . (2.48)

Durch die Bildung der Pseudoinversen der Matrix M kann das aufgestellte Gleichungssys-
tem gelöst werden.
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2.4 Theorie des Harmonic Balance Verfahrens

2.4 Theorie des Harmonic Balance Verfahrens

Das bereits in Abschn. 1.3 beschriebene Verfahren wurde von Frey et al. (2014) in den CFD-
Löser TRACE (Turbomachinery Research Aerodynamic Computational Environment) vom
Institut für Antriebstechnik am DLR (Deutsches Zentrum für Luft- und Raumfahrt) im-
plementiert. Die implementierten Grundgleichungen und Lösungsstrategien werden im fol-
genden Abschnitt beschrieben. Für eine vollständige Beschreibung des Verfahrens sei auf
Frey et al. (2014) und Junge et al. (2015) verwiesen.

Grundgleichungen
Die Relativbewegung der Schaufelreihen einer Turbomaschine zueinander, verursacht raum-
und zeitperiodische Instationaritäten. Die instationären RANS (Reynolds-Averaged Navier-
Stokes)-Gleichungen lauten

dq

dt
+R(q) = 0, (2.49)

mit dem Vektor q der konservativen Variablen und dem Residuum R. Unter der Annahme,
dass das Strömungsfeld zeitperiodisch mit der Frequenz f = ω

2π
ist, kann das Strömungsfeld

als Fourierreihe der Form

q(t, x) = Re

[ ∞∑
k=0

q̂k (x) eikωt

]
(2.50)

beschrieben werden. Eine im Allgemeinen hinreichende Approximation des Strömungsfeldes
liefert die Summe einer �niten Fourierreihe

q(t, x) = Re

[
K∑
k=0

q̂k (x) eikωt

]
, (2.51)

mit einer �niten Anzahl der Harmonischen k = 0, ..., K. Die stationäre Lösung erhält man
für k = 0, die harmonischen Störungen erhält man für k ≥ 1. Analog zu Gl. (2.51) kann
das URANS Residuum ebenfalls als abgebrochene Fourierreihe

R(q) = Re

[
K∑
k=0

R̂(q)ke
ikωt

]
(2.52)

dargestellt werden. Werden Gl. (2.51) und Gl. (2.52) in die instationären RANS-Gleichungen
(2.49) eingesetzt, folgt

K∑
k=0

[
ikωq̂k + R̂(q)k

]
eikωt = 0. (2.53)

Daraus folgt für alle Harmonischen k

ikωq̂k + R̂(q)k = 0. (2.54)

Das Residuum R̂(q)k weist eine nicht-lineare Abhängigkeit von allen Harmonischen k von
q auf. Somit ergibt sich ein nicht-lineares Gleichungssystem mit K + 1 zeitunabhängigen,
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2.4 Theorie des Harmonic Balance Verfahrens

ortsabhängigen Di�erentialgleichungen.

Ähnlich zu McMullen und Jameson (2003) dient zur Lösung dieses Gleichungssystems
ein hybrides Frequenz-Zeitbereichsverfahren (s. Abb. 2.3). In der Praxis dient eine sta-
tionäre Lösung als Startlösung für die Harmonic Balance Simulation. Somit gilt für die
Erhaltungsgröÿen

q̂k =


q̂0 = qstat

0
...
0

 . (2.55)

Die Rekonstruktion des Vektors (2.55) in den Zeitbereich erfolgt über N äquidistante Ab-
tastpunkte über eine Schwingungsperiode mittels inverser DFT:

q∗(t) = F−1 {q̂k} . (2.56)

Mit Hilfe des rekonstruierten Vektors wird das Residuum R(t) an allen Zeitpunkten N
berechnet. Da dieser Schritt im Zeitbereich erfolgt, können die konventionellen und bereits
im nichtlinearen Löser TRACE implementierten Diskretisierungsschemata verwendet wer-
den. Durch Anwendung der DFT wird das Residuum R(t) zurück in den Frequenzbereich
transformiert:

R̂k = F
{
R(F−1 {q̂k})

}
. (2.57)

Das instationäre Residuum Îk ergibt sich aus der Summe aus Gl. (2.57) mit der in den
Frequenzbereich transformierten zeitlichen Ableitung, s. Gl. (2.54), zu

ikωq̂k +

R̂k︷ ︸︸ ︷
F
{
R(F−1 {q̂k})

}︸ ︷︷ ︸
Îk

= 0. (2.58)

Wie in McMullen und Jameson (2003) wird das entstandene Gleichungssystem im Fre-
quenzbereich durch ein implizites Pseudozeitschrittverfahren gelöst:

∂q̂k
∂τ

+ ikωq̂k +

R̂k︷ ︸︸ ︷
F
{
R(F−1 {q̂k})

}︸ ︷︷ ︸
Îk

= 0. (2.59)

Durch die Lösung im Frequenzbereich, kann das bereits implementierte Pseudozeitschritt-
verfahren für stationäre Lösungen verwendet werden, welches im Vergleich zu nichtlinearen
Zeitbereichsverfahren stabiler und e�zienter gelöst werden kann.

27



2.4 Theorie des Harmonic Balance Verfahrens

q̂k q∗(t) R(t) Îk

ikωq̂k

R̂k +
F−1 F

Abbildung 2.3: Lösungskonzept des Harmonic Balance Verfahrens in TRACE (nach Junge
et al. 2015)

Harmonic Sets
In einwelligen Turbomaschinen, lassen sich die RSI-Frequenzen benachbarter und nicht
benachbarter Schaufelreihen immer auf einen gemeinsamen Teiler, die Drehfrequenz, zu-
rückführen. Neue Triebwerkskonzepte mit mehreren Wellen und Untersetzungsgetrieben
führen zu multiplen Fundamentalfrequenzen, die in der Maschine auftreten können. Das
Konzept der �Harmonic Sets� in TRACE ermöglicht es, beliebige Fundamentalfrequenzen
in einer Simulation zu berücksichtigen.

Die Interaktion zweier benachbarter Schaufelreihen ist zeitperiodisch zur Drehfrequenz
n des Rotors. Im Bezugssystem des Stators ist die Interaktionsfrequenz oder auch Blade
Passing Frequency (BPF) de�niert durch die Drehzahl nR und der Rotorschaufelzahl B:

fBPF =
nR ·B

60
. (2.60)

Im Bezugssystem des Rotors bewegt sich der Stator mit der Drehfrequenz nV relativ zum
Rotor und für die Interaktionsfrequenz - die Vane Passing Frequency (VPF) - folgt

fVPF =
nV · V

60
, (2.61)

mit der Anzahl der Statorschaufeln V . Der Phasenversatz an den periodischen Rändern
aufgrund der unterschiedlichen Schaufelzahlverhältnisse zwischen Rotor und Stator wird
durch den Interblade Phase Angle (IBPA) σ beschrieben:

σ = 2π
m

B
. (2.62)

Die Interaktion zwischen zwei Schaufelreihen kann somit durch die Summe der Paare aus
Interaktionsfrequenz und dazugehörigem IBPA

S = {(0, 0), (1f, 1σ), (2f, 2σ), ..., (Kf,Kσ)} (2.63)

beschrieben werden. Gleichung (2.63) wird �Harmonic Sets� genannt. Alle Interaktionen
in einer mehrstu�gen Turbomaschinen setzten sich aus der Summe einer �niten Anzahl Si

zusammen
S =

⋃
i

Si. (2.64)
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Um eine Dopplung von Interaktionsmoden, die in verschiedenen Harmonic Sets vorkom-
men können, zu vermeiden, erfolgt die Berechnung des Residuums durch die Summe der
Residuen der Harmonic Sets abzüglich der Schnittmenge der Harmonic Sets. Am Beispiel
von zwei Harmonic Sets de�niert sich folglich das Residuum zu

R(F−1
S1∪S2

q̂) ≈ R(F−1
S1
q̂) +R(F−1

S2
q̂)−R(F−1

S1∩S2
q̂). (2.65)

Dieses Vorgehen ermöglicht es die Abtastpunkte der DFT für jedes Residuum spezi�sch zu
wählen, wodurch ein Aliasing durch Unterabtastung des Signals vermieden werden kann.

2.5 Hochgeschwindigkeits-Axialverdichter

Der Hochgeschwindigkeits-Axialverdichter (AV) am TFD wird seit Inbetriebnahme für
zahlreiche Untersuchungen genutzt. Die hier betrachtete 4,5-stu�ge Kon�guration wurde
von Walkenhorst (2000) im Rahmen eines Forschungsprojektes zur Untersuchung von Sei-
tenwandkonturierung in Betrieb genommen. In der zurückliegenden Dekade wurden Unter-
suchungen zur aktiven Strömungsbeein�ussung durch Einblasen oder Absaugen des Fluids
in der Schaufelgrenzschicht durchgeführt (Vorreiter 2012, Siemann et al. 2016, Schwerdt
et al. 2016). Im Rahmen der Messungen zur Entstehung des Strömungsphänomens �Ro-
tating Stall�, konnte im Betrieb des AV nahe der Schluckgrenze ein weiteres Phänomen,
die akustische Resonanz, beobachtet werden. In Hellmich und Seume (2008) und Hellmich
(2008) wird das Phänomen beschrieben und mit Hilfe eines analytischen akustischen Mo-
dells erklärt. Der in Abb. 2.4 dargestellte AV verfügt über vier Stufen mit feststehendem
Vorleitgitter (Inlet Guide Vane, IGV). Die Leistungsdaten der 4,5-stu�gen Kon�guration
sind Tab. 2.2 zu entnehmen.

Abbildung 2.4: Meridionale Schnittansicht des 4,5-stu�gen Hochgeschwindigkeits-
Axialverdichters
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2.5 Hochgeschwindigkeits-Axialverdichter

Tabelle 2.2: Kenndaten des Hochgeschwindigkeits-Axialverdichters in 4,5-stu�ger Kon�gu-
ration

Maximale Drehzahl nmax 18.000 min−1

Massenstrom ṁ 8,11 kg/s (ptot,ein = 60 kPa)
Totaldruckverhältnis πtot 2,87
Leistungsaufnahme P max. 950 kW
Variabler Eintrittsdruck ptot,ein 55-95 kPa

Im Rahmen seiner Arbeit hat Willeke (2021) anhand eines Vergleiches von aerodynami-
schen und geometrischen Kennzahlen, sowie des aerodynamischen Verhaltens der Beschau-
felung (CDA-Controlled Di�usion Airfoils) gezeigt, dass der 4,5-stu�ge AV �eine ausge-
prägte aerodynamische und geometrische Ähnlichkeit mit dem Niederdruckverdichter eines
Flugtriebwerks besitzt� (Willeke 2021). Die akustischen Untersuchungen in der vorliegen-
den Arbeit werden daher als repräsentativ für reale Triebwerkskon�gurationen betrachtet.
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3 Aufbau des numerischen Modells

In diesem Kapitel wird die Erstellung des numerischen Modells vorgestellt. Dabei wird
zunächst in Abschn. 3.1 auf die Modellparameter und die Wahl des zu simulierenden Be-
triebspunktes eingegangen. Die Erstellung des numerischen Gitters unterliegt nicht nur
aerodynamischen, sondern auch aeroakustischen Anforderungen. Diese werden in Abschn.
3.2 de�niert und die daraus resultierenden Gitterparameter diskutiert. Die Eignung des
generierten Netzes für die aerodynamischen und aeroakustischen Simulationen wird durch
zwei Netzstudien dargelegt (Abschn. 3.2.3 und Abschn. 3.2.4). Mit dem Netz werden an-
schlieÿend in Abschn. 3.2.5 Simulationen einer Teillastkennlinie des Verdichters durchge-
führt, um die Lage des gewählten Betriebspunktes im Kennfeld zu überprüfen. Für den
gewählten Betriebspunkt der numerischen Simulationen des Axialverdichters steht kein ex-
perimenteller Validierungsdatensatz weder für die Akustik noch für die Aerodynamik zur
Verfügung. Daher erfolgt in Abschn. 3.3 eine Plausibilisierung der aerodynamischen Simu-
lationen anhand eines numerischen Modells, das bereits gegen einen anderen Betriebspunkt
validiert ist. Zunächst werden die Unterschiede in der numerischen Modellerstellung vor-
gestellt. In Abschn. 3.3.1 erfolgt ein Vergleich der simulierten aerodynamischen Felder der
beiden numerischen Setups. Anschlieÿend werden die möglichen Ursachen für Abweichun-
gen zwischen den resultierenden Strömungsfeldern analysiert.

Das numerische Modell, das für die Plausibilisierung herangezogen wird, ist nicht für
die Simulation der Modenentstehung durch Rotor-Stator-Interaktion geeignet. Ein direk-
ter Vergleich der simulierten akustischen Felder ist somit nicht möglich. Um dennoch eine
Aussage über die Vergleichbarkeit der beiden numerischen Modelle in Bezug auf den si-
mulierten Schalltransport tre�en zu können, wird in Abschn. 3.3.2 eine Sensitivitätsstudie
nach Hurfar (2021) durchgeführt. Diese zeigt den Ein�uss der Abweichungen in der Aero-
dynamik auf das Ausbreitungsverhalten akustischer Moden auf.

3.1 Numerisches Setup

Die numerischen Simulationen des Strömungsfeldes und der Schallentstehung durch Rotor-
Stator-Interaktion werden mit dem parallelen Strömungslöser TRACE (s. Abschn. 2.4) in
den Versionen 8.2.417 (Kennfeldrechnungen mit RANS, Reynolds-Averaged-Navier-Stokes)
und 9.3.327 (Akustiksimulationen mit Harmonic Balance) durchgeführt. TRACE ist ein
Finite-Volumen Löser, der spezi�sch für Turbomaschinenanwendungen entwickelt wurde
(Becker et al. 2010). Wie in Abschn. 1.3 und 2.4 beschrieben, wird die Schallentstehung

31



3.1 Numerisches Setup

und der Schalltransport mit dem implementierten Harmonic Balance Verfahren berechnet.

Die simulierte Domäne umfasst die neun Schaufelreihen, sowie den Ringdi�usor am Aus-
tritt (s. Abb. 3.1). Die Vernetzung der Verdichtergeometrie muss nicht nur den aerody-
namischen, sondern vor allem den aeroakustischen Anforderungen genügen (s. Abschn.
3.2.1). Vorbereitend dazu wird eine RSI-Analyse der akustischen Moden durchgeführt. Die
Ergebnisse sind in Abschn. 3.2.2 zusammengefasst. Basierend auf der Abschätzung der an-
geregten Moden und den dazu gehörenden Wellenlängen kann die nötige Netzau�ösung zur
Erfüllung der aeroakustischen Anforderungen bestimmt werden (s. Abschn. 3.2). Die Ver-
netzung erfolgt mit dem Vernetzer AutoGrid5 von Numeca, mit welchem sich automatisiert
blockstrukturierte Netze erzeugen lassen.
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öm
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ng

Abbildung 3.1: Numerische Domäne des Hochgeschwindigkeits-Axialverdichters

Die Strömung wird in TRACE als ideales Gas modelliert, für welches ein konstanter Isen-
tropenexponent κ und eine konstante isobare Wärmekapazität cp angenommen wird. Diese
vereinfachende Annahme ist zulässig, da die Temperaturänderungen über Verdichterein-
und Verdichteraustritt gering sind. Die Turbulenz wird mit dem SST (Shear-Stress Trans-
port) k-ω-Modell berechnet (Menter 1994). Das Zwei-Gleichungs Modell ist in der Version
von 2003 (Menter et al. 2003) in TRACE implementiert.

Die Au�ösung der Grenzschicht auf den Schaufeln erfolgt mit dem Low-Reynolds-Number
Modell. Die Grenzschicht wird inklusive der viskosen Unterschicht direkt aufgelöst. Daher
wird bei der Vernetzung darauf geachtet, dass der dimensionslose Wandabstand y+ ≤ 1
entspricht. An der Nabe und dem Gehäuse wird die Grenzschicht anhand des logarithmi-
schen Wandgesetzes approximiert.

Der Verdichter eines Kerntriebwerks hat vor allem im Landean�ug eines Flugzeuges
einen relevanten Anteil am Gesamtschallpegel des Triebwerkes. Somit wird für die folgende
Netzerstellung und die Netzkonvergenzstudien ein Betriebspunkt des Axialverdichters im
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3.2 Vernetzung

Teillastbereich nahe der Durchsatzgrenze gewählt. Eine Abschätzung des Betriebspunk-
tes geschieht anhand von Siemann et al. (2016) durchgeführter Kennfeldmessungen. Der
Betriebspunkt wird so gewählt, dass der erzielte Massenstrom auch experimentell erreicht
werden kann. So können mögliche experimentelle akustische Untersuchungen am AV mit
den Ergebnissen dieser Arbeit verglichen werden (s. Kap. 5). Mit dem generierten und in
den folgenden Netzstudien überprüften Netz werden anschlieÿend Simulationen der Dreh-
zahllinie durchgeführt, um den Betriebspunkt im gewünschten Betriebsbereich zu bestä-
tigen (s. Abschn. 3.2.5). Der abgeschätzte Betriebspunkt liegt auf der Teillastkennlinie
n = 9900 min−1. Die Simulationen werden unter Vorgabe des Totaldruckes am Eintritt
ptot,ein und des statischen Druckes pstat,aus am Austritt durchgeführt. In Tab. 3.1 sind die
Randbedingungen der Simulationen für die Netzerstellung und Netzkonvergenzstudien dar-
gestellt.

Tabelle 3.1: Numerische Randbedingungen für den gewählten Betriebspunkt auf der Teil-
lastkennlinie n = 9900 min−1

Eintritt Austritt

Statischer Druck pstat 114 kPa
Totaldruck ptot 100 kPa
Totaltemperatur Ttot 289 K
Turbulente Intensität Tu 0,03
Turbulentes Längenmaÿ LT 0,00018 m

3.2 Vernetzung

3.2.1 Aeroakustische Anforderungen

Die Diskretisierung des Rechengebietes muss in der vorliegenden Arbeit nicht nur den aero-
dynamischen, sondern auch den aeroakustischen Anforderungen genügen. Während für die
Simulation aerodynamischer E�ekte vor allem Gebiete mit hohen Gradienten (Wand- und
Schaufelgrenzschichten, Schaufelnachläufe) einer angepassten räumlichen Diskretisierung
bedürfen, muss eine akustisch angepasste Netzau�ösung die gesamte Rechendomäne um-
fassen. Schnell (2004) zeigt, dass für einen maximalen Amplitudenfehler von 0,5 dB/Wel-
lenlänge eine Au�ösung von mindestens 20-25 Gitterpunkten pro Wellenlänge (PPW-points
per wavelength) senkrecht zur Wellenfront nötig ist. Es handelt sich dabei um die minimale
Anforderung, da diese Abschätzung anhand eines homogenen Gitters unter der Annahme
einer homogenen Strömung getro�en wird. Breitet sich die Schallwelle nicht entlang der
Zellkanten, sondern entlang der Raumdiagonalen aus, muss die Diskretisierung um den
Faktor

√
3 erhöht werden (mit der Kantenlänge s eines Würfels berechnet sich die Raum-

diagonale zu dR = s ·
√

3). In der Praxis hat sich daher eine Mindestanforderung von
40 PPW durchgesetzt (Kissner et al. 2017).
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3.2 Vernetzung

Um eine Vorabschätzung der auftretenden Wellenlängen tre�en zu können, müssen die
Wellenlängen der akustischen Moden berechnet werden. Dazu sind folgende Schritte not-
wendig:

1. Berechnung der generierten Rotor-Stator Interaktionsmoden mit Hilfe der Tyler-
Sofrin Beziehung nach Gl. (1.1).

2. Simulation des aerodynamischen Feldes mit einem bestehenden numerischen Modell.

3. Berechnung der axialen Wellenlängen der akustischen Moden.

Da die Ausbreitung in negativer axialer Richtung, also stromauf zum Verdichtereinlass von
Interesse ist, sind die modalen axialen Wellenlängen gemäÿ

λ−x,mn =
2π

k−x,mn
(3.1)

die maÿgebenden Parameter. In die axiale Wellenzahl k−x,mn �ieÿen sowohl die aerodynami-
schen Randbedingungen, sprich die Mach-Zahlen aus Schritt 2., als auch die geometrischen
Randbedingungen mit ein (s. Gl. (2.20)). Die berechneten Modenordnungen und Schaufel-
wechselfrequenzen aus 1. dienen der Berechnung des Eigenwertes. Generell gilt: je höher
die Anregungsfrequenz (BPF), desto kleiner ist die modale Wellenlänge. Die axiale Strö-
mungsüberlagerung entgegen der modalen Ausbreitungsrichtung führt zu einer Stauchung
der Welle, die Wellenlänge wird kleiner.

3.2.2 RSI-Analyse

Wie im vorherigen Abschnitt erläutert, muss vor der Netzerstellung eine Abschätzung der
modalen axialen Wellenlängen erfolgen. Diese Analyse und die Generierung des nume-
rischen Gitters wurde bereits im Rahmen eines Forschungsprojektes durchgeführt und in
Schwerdt und Seume (2018) vorgestellt. Der in Schwerdt und Seume (2018) betrachtete Be-
triebspunkt ist der Punkt höchsten Druckaufbaus bei Nenndrehzahl (n = 17100 min−1),
der der Startphase des Triebwerkes entspricht. Die höhere Drehzahl in der Startphase führt
zu höheren Schaufelwechselfrequenzen im Vergleich zu dem in dieser Arbeit betrachteten
Betriebspunkt (Landephase, n = 9900 min−1). Die modale Wellenlänge ist antiproportio-
nal zur Anregungsfrequenz (s. Abschn. 3.2.1), d. h. die angeregten Moden im Betriebspunkt
�Landen� besitzen eine gröÿere Wellenlänge als im Betriebspunkt �Start�. Zudem werden
bei höheren Drehzahlen und den daraus resultierenden höheren Axialgeschwindigkeiten
die axialen Wellenlängen entgegen der Strömungsrichtung stärker gestaucht. Somit ist das
numerische Gitter aus Schwerdt und Seume (2018) generell auch für den hier gewählten Be-
triebspunkt (n = 9900 min−1) anwendbar. Im Folgenden wird eine RSI-Analyse für diesen
Betriebspunkt durchgeführt. Die anschlieÿende Diskussion der akustischen Netzau�ösung
basiert auf dem in Schwerdt und Seume (2018) generierten Gitter.
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3.2 Vernetzung

Da theoretisch unendlich viele Modenordnungen angeregt werden, wird eine Obergren-
ze de�niert, um den numerischen Aufwand im handhabbaren Rahmen zu halten. Für die
Auslegung des Netzes werden nur die RSI-Moden direkt benachbarter Schaufelreihen be-
rücksichtigt. Diese werden nach Gl. (1.1) anhand der Schaufelzahlen (s. Tab. 3.2) berechnet.
Für die vier Stufen mit Vorleitgitter des AV zeigt Tab. 3.3 die angeregten Moden und deren
Schaufelwechselfrequenzen für die erste und zweite Harmonische (h = 1 und h = 2). Die
in Abschn. 3.2.1 beschriebenen Anforderungen an die Gitterau�ösung sind nur für Cut-
On-Moden gültig, nicht aber für Cut-O�-Moden. Wie in Abschn. 2.2 beschrieben, verliert
eine Cut-O�-Mode ihren reinen Wellencharakter und wird, im Falle einer überlagerten
Grundströmung, von einer Dämpfung überlagert. Zur Bestimmung der ausbreitungsfähi-
gen Moden sind gemäÿ der Cut-On-Frequenz aus Gl. (2.23) die aerodynamischen Randbe-
dingungen notwendig. Diese werden durch eine Vorab-Simulation mit einem bestehenden
numerischen Modell erlangt. Die Vorab-Simulation der Aerodynamik erfolgt mit dem nu-
merischen Gitter aus Vorreiter (2012), dessen Netzkonvergenz in der genannten Arbeit im
Rahmen einer Netzstudie sichergestellt wird. Durch die Berechnung der Cut-On-Frequenz
jeder Mode und der dazugehörigen Schaufelwechselfrequenz kann das Cut-On-Verhältnis
gemäÿ Gl. (2.24) gebildet und die Ausbreitungsfähigkeit bestimmt werden. Die ausbrei-
tungsfähigen Moden sind in Tab. 3.3 orange markiert. Die markierten Moden beinhalten
sowohl Cut-On-Moden, die über alle Stufen ausbreitungsfähig bleiben, als auch Transiti-
onsmoden, die zwischen cut-on und cut-o� wechseln (s. Abschn. 4.2).

Tabelle 3.2: Anzahl der Rotor- und Statorschaufeln im Hochgeschwindigkeits-
Axialverdichter

IGV Stufe 1 Stufe 2 Stufe 3 Stufe 4

Anzahl Rotorschaufeln 23 27 29 31
Anzahl Statorschaufeln 26 30 32 34 36
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3.2 Vernetzung

Tabelle 3.3: Rotor-Stator Interaktionsmoden des Hochgeschwindigkeits-Axialverdichters,
die orangen Felder markieren die Cut-On-Moden

Interagierende Stufen
h

s
-3 -2 -1 0 1 2 3

IGV-R1
1

3795 Hz
-55 -29 -3 23 49 75 101

2
7590 Hz

-32 -6 20 46 72 98 124

R1-S1
1

3795 Hz
-67 -37 -7 23 53 83 113

2
7590 Hz

-44 -14 16 46 76 106 136

S1-R2
1

4455 Hz
-63 -33 -3 27 57 87 117

2
8910 Hz

-36 -6 24 54 84 114 144

R2-S2
1

4455 Hz
-69 -37 -5 27 59 91 123

2
8910 Hz

-42 -10 22 54 86 118 150

S2-R3
1

4785 Hz
-67 -35 -3 29 61 93 125

2
9570 Hz

-38 -6 26 58 90 122 154

R3-S3
1

4785 Hz
-73 -39 -5 29 63 97 131

2
9570 Hz

-44 -10 24 58 92 126 160

S3-R4
1

5115 Hz
-71 -37 -3 31 65 99 133

2
10230

Hz

-40 -6 28 62 96 130 164

R4-S4
1

5115 Hz
-77 -41 -5 31 67 103 139

1
10230

Hz

-46 -10 26 62 98 134 170

Schwerdt und Seume (2018) haben für die Netzgenerierung eine minimale Grenzwel-
lenlänge de�niert, bis zu der das numerische Gitter die Anforderung von 40 PPW er-
füllen muss. Sie zeigen, dass mit einer gewählten kleinsten minimalen Wellenlänge von
λx = 0, 01 m alle Cut-On-Moden (des Betriebspunktes n = 17100 min−1) erfasst wer-
den können. Daraus ergibt sich mit einer Au�ösung von 40 PPW eine maximale Zellgröÿe
dx,max = 0, 25 mm. Bei der Vernetzung wird darauf geachtet, dass der axiale Abstand be-
nachbarter Zellknoten nicht gröÿer als dx,max ist. Eine Ausnahme bildet der austrittsseitige
Ringdi�usor hinter der letzten Statorreihe. Da lediglich der Schalltransport stromauf unter-
sucht wird, können hier Zellknoten eingespart und die Netzknotenabstände gröÿer gewählt
werden. Für jede Schaufelreihe wird repräsentativ der mittlere axiale Knotenabstand der
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3.2 Vernetzung

Gitterzellen gebildet:

dx,ave =
1

NZellen

NZellen∑
i=1

dx,i (3.2)

Die Wellenlängen der Cut-On-Moden werden mittels der aerodynamischen und geometri-
schen Randbedingungen an den in Abb. 3.2 dargestellten Analyseebenen (AE) nach Gl.
(3.1) berechnet. Die Au�ösung der Wellenlängen ergibt sich dann zu

PPW =
λ−x,mn
dx,ave

. (3.3)

Abbildung 3.3 zeigt die daraus resultierende Au�ösung pro Wellenlänge. Für ein bessere
Übersichtlichkeit sind nur die betragsmäÿig niedrigsten Moden der ersten und zweiten Har-
monischen für jedes Schaufelpaar gemäÿ Tab. 3.3 dargestellt. Die Mindestau�ösung von 40
PPW wird für alle Moden weit übertro�en. Der gewählte Parameter dx,max der Netzauf-
lösung wird trotzdem beibehalten. Dadurch können auch angeregte Streumoden höherer
Frequenzen mit dem Gitter aufgelöst werden. Eine Abschätzung zu deren Relevanz, im Sin-
ne der Gröÿenordnung der angeregten Schalldruckamplituden, ist im Vorfeld nicht möglich.
Daher können die Streumoden nicht direkt in der Netzerstellung berücksichtigt werden.

1 2 3 4 5 6 7 8 9

IGV R1 S1 R2 S2 R3 S3 R4 S4

Abbildung 3.2: Analyseebenen im numerischen Setup des AV
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Abbildung 3.3: Knoten pro Wellenlänge (PPW) für die RSI-Moden h = 1, s = −1 und
h = 2, s = −2

Durch die oben genannten Anforderungen entsteht ein numerisches Gitter mit ca. 38
Millionen Knoten. Für die Netzkonvergenzstudie (s. Abschn. 3.2.3 und 3.2.4) wird dieses
Netz in jede Raumrichtung vergröbert und verfeinert. Eine Übersicht der entstehenden
Netze mit den zugehörigen Knotenzahlen liefert Tab. 3.4.

Tabelle 3.4: Anzahl der Zellen der numerischen Netze

Netz 1 Netz 2 Netz 3

Anzahl Zellen 131.516.251 37.717.248 4.714.656

3.2.3 Aerodynamische Netzstudie

Mit den im vorherigen Abschnitt vorgestellten Netzen wird eine Netzstudie hinsichtlich
der aerodynamischen Gröÿen durchgeführt. Die Abschätzung des Fehlers der numerischen
Lösung in Abhängigkeit von der Netzdichte erfolgt auf Basis der Richardson-Extrapolation
durch den Grid Convergence Index (GCI) (ASME 2009). Die Gleichungen zur Beschreibung
der Kenngröÿen und die vollständigen Ergebnisse sind im Anhang A dargestellt. Abbildung
3.4 zeigt das berechnete Totaldruckverhältnis und den isentropen Wirkungsgrad in Abhän-
gigkeit von der Netzau�ösung. Die Werte nähern sich für feinere Netze asymptotisch dem
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3.2 Vernetzung

extrapolierten Wert der Lösung fe an. Die Abweichung zum extrapolierten Wert fe beträgt
für das an die akustischen Anforderungen angepasste Netz 2 EERE2,πtot = 0, 032% bzw.
EERE2,ηis = 0, 014%.
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Abbildung 3.4: Netzkonvergenz hinsichtlich des Totaldruckverhältnisses und des isentropen
Wirkungsgrades

3.2.4 Aeroakustische Netzstudie

Wie in Abschn. 3.2.1 beschrieben, folgt die Vernetzungsstrategie den Vorgaben von Schnell
(2004). Zu beachten ist, dass Schnell (2004) die Anforderungen an die räumliche Diskreti-
sierung akustischer Wellen auf Basis gleichförmiger Netze und konstanter aerodynamischer
Bedingungen getro�en hat. Im vorliegenden Testfall dieser Arbeit sind diese Vorausset-
zungen nicht gegeben, daher können hier die Anforderungen höher sein als von Schnell
(2004) beschrieben. Ebenso kommt es an den Schaufeln zu einem Streue�ekt der eingekop-
pelten Moden. Dies kann zu einer zusätzlichen Dämpfung der modalen Amplituden führen.

Um das Dissipationsverhalten der drei generierten Netze zu quanti�zieren, werden syn-
thetische Moden am Auslass des IGV (Abb. 3.2, AE 2) eingekoppelt und die Dämpfung
am Einlass (Abb. 3.2, AE 1) bestimmt. Abbildung 3.5 zeigt das Dämpfungsverhalten einer
Cut-On-Mode mn = (−3, 0), fm = 3795 Hz für die drei generierten Netze. Diese Mode
ist repräsentativ für die durch die Interaktion IGV-R1 generierte Cut-On-Mode (s. Tab.
3.3). Die Dämpfung der Mode liegt für alle Netze unter dem von Schnell (2004) de�nierten
Limit von 0, 5 dB/λ−x .

Die Abhängigkeit von der Gitterau�ösung pro Wellenlänge ist in Abb. 3.6 dargestellt.
Die Modemn = (−3, 0) wird mit verschiedenen Anregungsfrequenzen eingekoppelt, woraus
unterschiedliche axiale Wellenlängen λ−x und somit variierende PPW erzielt werden. Die
gewählte minimale Au�ösung von 40 PPW führt zu einer Dämpfung von 0, 46 dB/λ−x und
erfüllt die gesetzte Anforderung der maximalen Dämpfung. Mit steigendem PPW sinkt die
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Abbildung 3.5: Netzkonvergenz hinsichtlich der Amplitudendämpfung der Mode
mn = (−3, 0) mit fm = 3795 Hz

Amplitudendämpfung der Mode asymptotisch.
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Abbildung 3.6: Simulationen mit Netz 2 - Amplitudendämpfung der Mode mn = (−3, 0)
für variierende axiale Wellenlängen

Netz 2 erfüllt sowohl die aerodynamischen als auch die aeroakustischen Anforderungen
hinsichtlich Netzkonvergenz und maximaler Amplitudendämpfung. Um den Aufwand nu-
merischer Ressourcen möglichst gering zu halten, ist das Netz 2 dem Netz 1 vorzuziehen.
Alle folgenden Simulationen der vorliegenden Arbeit werden somit mit Netz 2 durchgeführt.
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3.2 Vernetzung

3.2.5 Überprüfung des Betriebspunktes

Zur Überprüfung der Lage des in Abschn. 3.1 gewählten Betriebspunktes im Kennfeld
werden RANS-Simulation der Drehzahlkennlinie n = 9900 min−1 durchgeführt. Die ge-
wählten Randbedingungen der Simulationen sind in Tab. 3.5 aufgeführt. Die berechneten
Totaldruckverhältnisse und die isentropen Wirkungsgrade für die simulierten Betriebs-
punkte sind in Abb. 3.7 aufgetragen. Der für die Netzerstellung gewählte Betriebspunkt
(Markierung o in Abb. 3.7) liegt nahe der Durchsatzgrenze des Verdichters. Der erzielte
Massenstrom kann nach Vergleich mit den Kennfeldmessungen von Siemann et al. (2016)
experimentell erreicht werden. Alle nachfolgend durchgeführten aerodynamischen und ae-
roakustischen Simulationen erfolgen für den hier gewählten Betriebspunkt.

Tabelle 3.5: Randbedingungen der Simulationen der Drehzahlkennlinie n = 9900 min−1

Eintritt Austritt

Statischer Druck pstat 100-130 kPa
Totaldruck ptot 100 kPa
Totaltemperatur Ttot 289 K
Turbulente Intensität Tu 0,03
Turbulentes Längenmaÿ LT 0,00018 m
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Abbildung 3.7: Berechnetes Totaldruckverhältnis und isentroper Wirkungsgrad für die
Teillastdrehzahl n = 9900 min−1. Der gewählte Betriebspunkt für die akus-
tischen Untersuchungen ist mit o markiert.
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3.3 Plausibilisierung

Eine Validierung des numerischen Setups anhand experimenteller Daten ist für den vor-
liegenden Betriebspunkt nicht möglich, da für diesen keine Daten zur Verfügung stehen.
Stattdessen wird das vorliegende Setup (im Folgenden �Setup A� genannt) mit einem ge-
gen einen anderen Betriebspunkt validierten Setup der gleichen Verdichterkon�guration
(im Folgenden �Setup B� genannt) plausibilisiert.

Eine Übersicht der Unterschiede der beiden Setups ist in Tab. 3.6 dargestellt. Der Strö-
mungspfad hinsichtlich Schaufel- und Gehäusekontur ist für beide Setups identisch. Na-
benseitig berücksichtigt Setup B die Kavitäten zwischen den Schaufelträgern. Setup A
nimmt hier eine spaltfreie Nabenkontur an. In der Modellierung unterscheiden sich die Se-
tups dahingehend, dass in Setup B die Transition über das γ-Reθ-Modell simuliert wird.
Setup A modelliert die Grenzschichten vollturbulent, ohne Transition von laminarer zu tur-
bulenter Grenzschicht. Aufgrund der akustischen Anforderungen an das numerische Gitter,
ist das Netz von Setup A in Strömungsrichtung feiner aufgelöst als das Netz von Setup B.
In Abb. 3.8 ist beispielhaft ein Detailausschnitt der Netze an der Hinterkante des ersten
Rotors dargestellt.

Tabelle 3.6: Unterschiede der numerischen Setups

Setup A Setup B

Geometrie ohne Kavitäten mit Nabenkavitäten
Vernetzung ca. 38 Mio Zellen, akustik-angepasst ca. 36 Mio Zellen
Turbulenzmodell Menter SST k-ω Menter SST k-ω mit

γ-Reθ-Transitionsmodell

Abbildung 3.8: Numerisches Gitter im Mittenschnitt des ersten Rotors;
oben: Setup A, unten: Setup B
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3.3.1 Vergleich der Aerodynamik

Abbildung 3.9 zeigt einen Vergleich des globalen Totaldruckverhältnisses πtot und des isen-
tropen Wirkungsgrades ηis der beiden Setups (s. Anh. A). Setup B liefert eine verlustär-
mere Verdichtung der Strömung, was anhand des höheren Totaldruckverhältnisses und
isentropen Wirkungsgrades deutlich wird. Auch der Massendurchsatz ist für Setup B um
∆ṁB,A ≈132 g/s höher. Ein Vergleich der radialen Totaldruckverläufe in Abb. 3.10 und
der Di�erenz der massengemittelten Totaldrücke im Nachlauf der Schaufeln in Abb. 3.11
macht deutlich, dass die Abweichungen im Druckaufbau stromab zunehmen. Eine Ausnah-
me bildet die letzte Stufe mit Rotor 4 und Stator 4. Die maximale Abweichung zeigt sich
hinter Stator 3. Dort ist der Totaldruck des Setups B um ∆B,Aptot ≈1100 Pa höher im
Vergleich zu Setup A.
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Abbildung 3.9: Vergleich des Totaldruckverhältnisses und isentropen Wirkungsgrades für
Setup A (blau) und Setup B (orange)
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Abbildung 3.10: Massengemittelter radialer Totaldruckverlauf hinter den Schaufeln für Se-
tup A (�) und Setup B (- - -)

Im Anhang dargestellt sind zudem Vergleiche der absoluten Mach-Zahl (s. Abb. B.1) und
der azimutalen und radialen Strömungswinkel (s. Abb. B.4 und B.5). Hinter Stator 4 sind
die gröÿten Abweichungen in absoluter Mach-Zahl ∆Maabs,AB = −0, 03 und Strömungs-
winkeln ∆αθ,AB = 1, 72◦ und ∆αr,AB = −0, 32◦ erkennbar. Das Fluid in den Kavitäten von
Setup B wird während des Durchganges erwärmt (Flores 2018). Den Wärmeeintrag durch
die Leckageströmung in die Hauptströmung zeigt sich in Abb. B.6 durch die Erhöhung der
Totaltemperatur in Nabennähe.

Die Schallentstehung durch Rotor-Stator-Interaktion ist maÿgeblich von der Ausprä-
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Abbildung 3.11: Di�erenz der massengemittelten Totaldrücke hinter den Schaufelreihen
∆ptot,AB = ptot,A − ptot,B

gung der Nachläufe abhängig (s. Abschn. 1.2). Der Druckverlustbeiwert im Nachlauf der
Schaufeln ist gemäÿ

cp =
ptot,ein − ptot,i

ptot,ein − paus
(3.4)

auf den Gesamtdruckaufbau des 4,5-stu�gen Axialverdichters normiert. Da die Kavitäten
im Setup B nabenseitig verortet sind, sind die Nachläufe hinter den Schaufelreihen für 10%
Kanalhöhe und für den Mittenschnitt bei 50% Kanalhöhe in den Abbildungen 3.12 und
3.13 dargestellt. Das höhere Druckniveau von Setup B ist für alle Nachläufe sowohl bei 10%
als auch bei 50% erkennbar. Die Nachlaufdelle im Setup A ist an allen Positionen breiter
im Vergleich zu Setup B. Durch die gröbere Au�ösung des Netzes in Setup B (s. Abb. 3.8)
wird die Ausmischung des Nachlaufs durch die numerische Dissipation beschleunigt. In Na-
bennähe schwankt die Überdeckung der Minima der Nachlaufdellen für die Schaufelreihen
IGV bis Rotor 4 von −2, 6% bis 0, 4%. Hinter Stator 4 ist der Nachlauf von Setup B um
3, 6% in Rotationsrichtung verschoben. Der Druckverlust ist hier für Setup B um 17, 5%
gegenüber Setup A höher. Auch im Mittenschnitt ist dieser Trend erkennbar. Während die
Abweichungen der Dellenminima für die Stufen 1 bis 3 von −0, 2% bis 0, 9% schwanken,
zeigen Rotor 4 und Stator 4 mit −3, 0% bzw. 3, 1% höhere Verschiebungen der Nachlauf-
dellen. Der Druckverlust von Setup B ist um 15, 1% höher bezogen auf Setup A.
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Abbildung 3.12: Druckverlustbeiwert cp des Nachlaufs der Schaufelreihen bei 10% der
Kanalhöhe, Setup A (+) und Setup B (o)
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Abbildung 3.13: Druckverlustbeiwert cp des Nachlaufs der Schaufelreihen imMittenschnitt,
Setup A (+) und Setup B (o)

Die signi�kanteste Abweichung zwischen den Strömungsfeldern der beiden Setups ist die
Di�erenz im Druckaufbau. Diese kann auf zwei Ursachen zurückgeführt werden:

1. Transitionsmodell
Setup B ist mittels Transitionsmodell in der Lage laminar-turbulente Umschläge in
der Grenzschicht, sowie ein Wiederanlegen der Strömung abzubilden. In Setup A
wird die Grenzschicht vollturbulent ohne Transitionsmodell modelliert. Hierdurch
sind bei Setup A die Reibungsverluste in der Grenzschicht und der damit einherge-
hende Druckverlust höher.
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2. Kavitäten
Der durch die Kavitäten verursachte aerodynamische E�ekt, der zu einem höheren
Druckaufbau führt, ist nicht Gegenstand dieser Arbeit und kann nicht konkret be-
nannt werden. Ein Vergleich der isentropen Reaktionsgrade der Stufen gemäÿ

rs =
∆hRotor

∆hStufe

(3.5)

in Tab. 3.7 zeigt allerdings eine Reduktion der Reaktionsgrade für die Stufen 1 bis
3 und eine Erhöhung in Stufe 4. Um den Ein�uss der Kavitäten von dem des Tran-
sitionsmodells zu separieren, sind in Tab. 3.7 ebenfalls die Reaktionsgrade für eine
Simulation des Setup B ohne Transitionsmodell (mit Kavitäten) dargestellt. Die Ka-
vitäten verschieben den Reaktionsgrad in Richtung gleicher Enthalpieänderung über
Rotor und Stator der Stufe bei rs = 0, 5. Nach Lechner und Seume (2009) führt ein
Ungleichgewicht in die eine oder andere Richtung zu höheren Verlusten, da die Än-
derungen in Geschwindigkeit und kinetischer Energie über die Stufe höher sind. Die
Verluste sind in Setup B somit im Vergleich zu den Setups ohne Kavitäten geringer,
wodurch ein höherer Druckaufbau erzielt wird.

Tabelle 3.7: Isentroper Reaktionsgrad rs der Stufen für Setup A und Setup B

Setup A Setup B Setup B ohne
Transitionsmo-

dell

Stufe 1 0,6877 0,6721 0,6709
Stufe 2 0,7313 0,7278 0,7189
Stufe 3 0,8717 0,8660 0,8620
Stufe 4 0,2862 0,3998 0,3929

Der Ein�uss auf den Druckaufbau beider Modellparameter � Kavitäten und Transitions-
modell � wird in Abb. 3.14 deutlich. Dargestellt ist der radiale Totaldruckverlauf hinter
Stator 3, da hier die gröÿte Totaldruckdi�erenz auftritt (vgl. Abb. 3.11). Dieser ist für ver-
schiedene Variationen des Setups B dargestellt. Die Kavitäten reduzieren maÿgeblich den
�Druckbauch� an der Nabe relativ zum ursprünglichen Setup B. Das Transitionsmodell
führt zu einem gleichmäÿigen Versatz zu niedrigeren Drücken über die radiale Höhe. Mit
dem Ein�uss dieser beiden Modellparameter können folglich die Unterschiede im Druck-
aufbau zwischen Setup A und Setup B erklärt werden.
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Abbildung 3.14: Totaldruck hinter Stator 3

3.3.2 Ein�uss auf die Modenausbreitung

Im vorhergehenden Abschnitt werden die Unterschiede in den berechneten Strömungs-
feldern für das vorliegende numerische Setup mit einem Referenzsetup beschrieben und
erläutert. In diesem Abschnitt folgt eine Abschätzung, welchen Ein�uss die Abweichun-
gen in der Aerodynamik auf die Ausbreitungscharakteristik akustischer Moden haben.
Diese Abschätzung erfolgt mittels einer Sensitivitätsanalyse nach Hurfar (2021). Hurfar
(2021) hat gezeigt, dass eine Ähnlichkeit der Ausbreitung akustischer Moden durch den
axialen Gruppenausbreitungswinkel beschrieben werden kann. Unter der Annahme einer
spezi�schen akustische Mode m unter de�nierten geometrischen Randbedingungen, gilt die
Ähnlichkeitsbeziehung

φ±Gr,x = Ψφ(Ma,He,m) (3.6)

des axialen Gruppenausbreitungswinkels mit den dimensionslosen Parametern Mach-Zahl
Ma und Helmholtz-Zahl He. Für eine de�nierte Mode existiert eine Vielzahl an Kombinatio-
nen der Mach-Zahl und Helmholtz-Zahl, die in den gleichen axialen Gruppenausbreitungs-
winkel resultieren. Die Sensitivität des axialen Gruppenausbreitungswinkels hinsichtlich
der Änderungen in Mach-Zahl und Helmholtz-Zahl gibt die Elastizität gemäÿ

Ξf(x)|x =
∂f(x)

∂x
· x

f(x)
(3.7)
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wieder (Hurfar 2021). Die Sensitivität wird hier hinsichtlich der Variationen in axialer und
azimutaler Mach-Zahl für den axialen Gruppenausbreitungswinkel entgegen der Strömung
gemäÿ Gl. (2.39) bestimmt:

Ξφ−Gr,x|Max
=
∂φ−Gr,x
∂Max

· Max
φ−Gr,x

(3.8)

Ξφ−Gr,x|Maφ
=
∂φ−Gr,x
∂Maφ

· Maφ
φ−Gr,x

(3.9)

Die Bestimmung der Sensitivität erfolgt je Rotor-Stator- bzw. Stator-Rotor-Paar für die
betragsmäÿig kleinsten Cut-On-Moden aus der RSI-Analyse (Abschn. 3.2.2), also s = −1
für die erste Harmonische h = 1 und s = −2 für die zweite Harmonische h = 2 (vgl.
Tab. 3.3) an der jeweils stromauf liegenden Analyseebene des Schaufelpaars (s. Abb. 3.2,
Analyseebenen 1 bis 8). Da das Nabenverhältnis entlang der Kanalachse variiert, gilt die
berechnete Sensitivität nur an diesen de�nierten Positionen im Kanal. Die Funktionsver-
läufe der Sensitivitäten sind beispielhaft für die Mode R1-S1 (s = −1, h = 1) in Abb. 3.15
dargestellt. Mit zunehmender axialer Mach-Zahl, steigt auch die Sensitivität hinsichtlich
Max. Eine Zunahme des Dralls bewirkt eine Reduzierung der Sensitivität. Der Bereich der
höchsten Sensitivität Ξφ−Gr,x|Max

liegt folglich bei Max = max und Maφ = 0. Die Sensiti-
vität hinsichtlich der azimutalen Mach-Zahl Maφ wird sowohl durch steigende axiale, als
auch azimutale Mach-Zahlen erhöht. Das Maximum der Sensitivität ist für Ξφ−Gr,x|Maφ

bei
Max = max und Maφ = max zu verzeichnen. Generell gilt: je näher die Mode an ihrer
Cut-O�-Grenze propagiert (φGr,x −→ 90◦), desto sensitiver ist sie gegen Änderungen in
der Aerodynamik (Hurfar 2021).

0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6
0,0

0,1

0,2

0,3

0,4

Max

M
a φ

0,0

0,5

1,0

1,5

2,0

2,5

·10−2

Ξφ−
Gr,x|Max

0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6
0,0

0,1

0,2

0,3

0,4

Max

M
a φ

0,0

2,0

4,0

6,0
·10−4

Ξφ−
Gr,x|Maφ

Abbildung 3.15: Sensitivitäten der Mode mn=(-7,0), BPF=3795 Hz vor Rotor 1;
links: Sensitivität hinsichtlich Max, rechts: Sensitivität hinsichtlich Maφ

Abbildung 3.16 zeigt die Sensitivitäten der RSI-Moden der ersten Harmonischen für
jedes Schaufelpaar. Hinsichtlich der azimutalen Mach-Zahl, liegt Ξφ−Gr,x|Maφ

für alle RSI-

Moden im Bereich von 0, 3 · 10−2 bis 0, 9 · 10−2% (an AE 1 vor IGV-R1 ist die Strömung
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rein axial, das heiÿt dort ist die Sensitiviät gleich null). Die Sensitivität Ξφ−Gr,x|Max
ist um

zwei Gröÿenordnungen höher. Die höchste Sensitivität ist bei der durch R1-S1 generierte
Mode mn = (−7, 0) zu verzeichnen (s. a. Abb. 3.15). Mit der relativen Abweichung der
Mach-Zahlen der Setups A und B, an den de�nierten Analyseebenen wird mit

∆φGr,x|Max = Ξφ−Gr,x|Max
·∆Max (3.10)

∆φGr,x|Maφ = Ξφ−Gr,x|Maφ
·∆Maφ (3.11)

die relative Gesamtabweichung des axialen Gruppenausbreitungswinkels bestimmt. In Abb.
3.17 ist die relative Gesamtabweichung der Moden der ersten Harmonischen aufgetragen.
Die Gesamtabweichung der zweiten Harmonischen ist insgesamt niedriger, diese �ndet sich
in Anh. B.2 in Abb. B.7. Mode mn = (−7, 0) wird an R1-S1 mit einem axialen Gruppen-
ausbreitungswinkel φ−Gr,x = 166◦ angeregt. Daraus ergibt sich eine absolute Di�erenz von
∆A,Bφ

−
Gr,x = 4, 2◦ des axialen Gruppenausbreitungswinkels in Setup A und Setup B.

IGV-R1R1-S1 S1-R2 R2-S2 S2-R3 R3-S3 S3-R4 R4-S4

0,0

0,5

1,0

1,5

Se
ns

it
iv

it
ät

in
%

Ξφ−
Gr,x|Max

Ξφ−
Gr,x|Maφ

Abbildung 3.16: Sensitivitäten für die RSI-Moden s = −1, h = 1, n = 0
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Abbildung 3.17: Relative Gesamtabweichung des axialen Gruppenausbreitungswinkels für
die Moden s = −1, h = 1, n = 0

Die Sensitivitätsbetrachtung macht eine Einschätzung des Strömungsein�usses auf das
Ausbreitungsverhalten möglich. Diese gilt allerdings nur für de�nierte Positionen im Strö-
mungskanal. Die Änderung des Nabenverhältnisses entlang des Kanals hat direkten Ein�uss
auf den Eigenwert der Mode (s. Gl. (2.19)) und somit auf den axialen Gruppenausbrei-
tungswinkel. Stromauf weitet sich der Kanal auf. Unter der Annahme gleichbleibender
aerodynamischer Bedingungen folgt daraus eine Erhöhung des Cut-On-Verhältnisses und
damit einhergehend eine Verschiebung des axialen Gruppenausbreitungswinkels Richtung
Kanalachse (φGr,x −→ 180◦, s. Abb. 2.1). Dies hat eine Reduktion der Sensitivitäten zur
Folge. Für die in dieser Arbeit durchgeführte Betrachtung der stromauf propagierenden
Moden, ist die oben gezeigte Sensitivitätsanalyse somit ein konservativer Indikator für die
Abweichungen des axialen Gruppenausbreitungswinkels de�nierter Moden aufgrund der
Unterschiede im aerodynamischen Feld der Setups A und B.

Zusammenfassung
Da keine Validierung des erzeugten numerischen Setups gegen experimentelle Daten mög-
lich ist, wird eine Plausibilisierung gegen ein Referenzsetup durchgeführt. Dieses wurde
bereits gegen einen anderen Betriebspunkt validiert.

Die signi�kanteste Abweichung beider Setups liegt im e�zienteren Druckaufbau des Re-
ferenzsetups. Essenziell für die Modellierung der Rotor-Stator-Interaktionsmoden ist die
korrekte Abbildung der Schaufelnachläufe. Eine Verschiebung der Nachlaufdellen in Ni-
veau und deren Verortung auf der Umfangsposition kann auf die Berücksichtigung der
Kavitäten und der Transition im Referenzsetup zurückgeführt werden.
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Der Transport der akustischen Moden wird maÿgeblich durch die Mach-Zahlen und
die Helmholtz-Zahl bestimmt. Demnach wird eine Sensitivitätsbetrachtung anhand die-
ser Parameter für die generierten RSI-Moden durchgeführt. Die maximale Di�erenz von
∆A,Bφ

−
Gr,x = 4, 2◦ im axialen Gruppenausbreitungswinkel tritt für die Mode mn=(-7,0) vor

Rotor 1 auf. Es gilt allerdings zu beachten, dass eine Sensitivitätsabschätzung auf Cut-
On-Moden limitiert ist. Die Analyse des Modentransportes (s. Kap. 4) umfasst allerdings
auch eine Betrachtung des Ausbreitungsverhaltens der Cut-O�-Moden. Wie Hurfar (2021)
zeigt, steigt die Sensitivität der Moden je näher sie an ihrer Cut-O�-Grenze propagieren.
Somit ist für die im Grenzbereich schwingenden Cut-O�-Moden die Sensitivität jeweils im
Maximum, deren Betrag durch die vorliegenden aerodynamischen Bedingungen und die
Helmholtz-Zahl bestimmt wird.
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4 Modentransport

Im folgenden Kapitel wird die Entstehung und der Transport akustischer Moden im Hoch-
geschwindigkeits-Axialverdichter beschrieben und diskutiert. Zunächst werden in Abschn.
4.1 die Ergebnisse der Berechnung der Anregung der RSI-Moden gemäÿ Tab. 3.3 für jede
Schaufelpaarung dargestellt. Anschlieÿend erfolgt die Simulation des Transportes ausge-
wählter Moden bis zum Verdichtereinlass und ein Vergleich der Gesamtschallfelder der
Schaufelpaarungen in Abschn. 4.2. Die RSI-Moden werden während des Transportes durch
die Schaufelreihen in weitere Moden gestreut. Eine Diskussion der Modenstreuung an den
Schaufelreihen und der Beitrag der Streumoden am Gesamtschallfeld erfolgt in Abschn.
4.3. Dieses Kapitel schlieÿt mit einer kritischen Betrachtung der verwendeten Methoden
zur Simulation und Auswertung der Schallausbreitung in Abschn. 4.4.

4.1 Modenanregung

Die Modenanregung wird für jedes Schaufelpaar separat simuliert. Dabei werden die Mo-
den der ersten und zweiten Harmonischen der Schaufelwechselfrequenz gemäÿ Tab. 3.3
berücksichtigt. In diesem Abschnitt werden zunächst die generierten Moden am Ort ihrer
Entstehung, an der Analyseebene (s. Abb. 3.2) stromauf des Schaufelpaares, dargestellt.
Die Zerlegung des Schallfeldes erfolgt mittels RMA (s. Abschn. 2.3) für die Radialmoden-
ordnungen n = 0, ..., 8 und beinhaltet damit alle ausbreitungsfähigen Radialmoden der
hier untersuchten Moden. Die erzeugte modale Schallenergie der stromauf laufenden Mo-
den kann über die Schallleistung

P−W,mn =
πR2

Shr

ρa

k

k̆m

ᾰmn(1−Ma2
x)

2

(1 + ᾰmn)2

∣∣A−mn∣∣2 (4.1)

quanti�ziert werden (Tapken 2016). Die Schallleistung einer stromauf laufenden Azimutal-
mode ergibt sich durch die Summe über die Radialmoden

P−W,m =
∑
n

P−W,mn. (4.2)

Der dazugehörige Schallleistungspegel wird mit dem Bezugswert P0 = 10−12 W für Luft
(Schallleistung an der Hörschwelle) gemäÿ

L−W,m = 10lg

(
P−W,m
P0

)
dB (4.3)
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4.1 Modenanregung

gebildet. Die Schallleistungspegel der RSI-Moden aller Schaufelpaarungen sind in den Abb.
4.1-4.8 dargestellt. In den Diagrammen sind die Pegel der Azimutalmoden über die Ra-
dialmodenordnungen n = 0, ..., 8 für die Schaufelwechselfrequenz h = 1 und zweite Har-
monische h = 2 der Schaufelwechselfrequenz zusammengefasst. Die schra�erten Bereiche
markieren Moden, die am Ort der Entstehung (AE stromauf des Schaufelpaars) nicht aus-
breitungsfähig sind. Für alle Schaufelpaarungen liegt der Schallleistungspegel der domi-
nanten Moden in der Gröÿenordnung L−W,m ≈ 140 dB. Die dominanten Modenordnungen
entsprechen für die Interaktionen IGV-Rotor 1 (s. Abb. 4.1), Stator 1-Rotor 2 (s. Abb.
4.3), Stator 3-Rotor 4 (s. Abb. 4.7) den direkten Schaufeldi�erenzen, also s = −1 für h = 1
und s = −2 für h = 2, und somit den betragsmäÿig kleinsten Modenordnungen. Im Falle
der Interaktion Stator 2-Rotor 3 (Abb. 4.5) tri�t das nur für die erste Harmonische zu. Die
zweite Harmonische zeigt die dominante Modenordnung bei m = −38, s = −3. Die Inter-
aktionen Rotor 1-Stator 1 (s. Abb. 4.2), Rotor 2-Stator 2 (s. Abb. 4.4), Rotor 3-Stator3
(s. Abb. 4.6) und Rotor 4-Stator 4 (Abb. 4.8) weisen die dominante Modenordnung bei
s = 0, 1 für h = 1 und s = −1 für h = 2 auf.

Die Interaktion der Statornachläufe und Statorpotentialfelder mit dem rotierenden Po-
tentialfeld der stromab liegenden Rotorschaufeln generiert somit dominante Moden mit
negativer Drehrichtung, dem Drall entgegengesetzt. Die Interaktion der rotierenden Rotor-
nachläufe und Rotorpotentialfelder mit dem stehenden Potentialfeld der Statoren hingegen
generiert dominante Moden mit positiver, dem Drall gleichgerichteter Drehrichtung.

Für alle Schaufelpaarungen ist für die erste Harmonische lediglich die Mode niedrig-
ster Ordnung h = 1, s = −1 ausbreitungsfähig. Die zweite Harmonische generiert jeweils
zwei Cut-On-Moden je Schaufelpaarung. Ausnahme bildet die Interaktion Stator 3-Rotor
4 (Abb. 4.7); hier wird durch die zweite Harmonische ebenfalls nur eine ausbreitungsfä-
hige Mode bei h = 2, s = −2 angeregt. Für alle Paarungen ist die Mode niedrigster
Ordnung h = 2, s = −2 ausbreitungsfähig. Wie in Abschn. 2.2 diskutiert, reduziert der
Strömungsdrall die Cut-On-Frequenz entgegengesetzt rotierender Moden m < 0 und er-
höht sie für mit dem Drall rotierende Moden m > 0. Dieser E�ekt wird dahingehend
deutlich, dass vor dem Vorleitgitter, wo die Strömung drallfrei einströmt und vor den Ro-
toren, wo der Strömung durch die stromauf liegenden Statoren Drall entzogen wird, auch
Moden m > 0 : h = 2, s = −1 der zweiten Harmonischen ausbreitungsfähig sind (s. Abb.
4.1, 4.2, 4.4, 4.6, 4.8). Vor den Statoren, wo besonders drallbehaftete Strömung der Ro-
toren ankommt, sind entgegensetzt rotierende Moden höherer Ordnung ausbreitungsfähig
m < 0 : h = 2, s = −3 (s. Abb. 4.3, 4.5).

Zusammenfassend lässt sich sagen, dass kein signi�kanter Unterschied in der Moden-
anregung zwischen den Schaufelpaarungen besteht. Sowohl der Schallleistungspegel der
dominanten Moden, als auch die angeregten Modenordnungen und deren Ausbreitungsfä-
higkeit verhalten sich ähnlich für alle Schaufelinteraktionen. Im nachfolgenden Abschn. 4.2
wird der Modentransport für jedes Schaufelpaar bis zum Eintritt an Analyseebene 1 (s.
Abb. 3.2) untersucht.
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Abbildung 4.1: IGV-R1-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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Abbildung 4.2: R1-S1-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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Abbildung 4.3: S1-R2-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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Abbildung 4.4: R2-S2-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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Abbildung 4.5: S2-R3-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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Abbildung 4.6: R3-S3-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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Abbildung 4.7: S3-R4-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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Abbildung 4.8: R4-S4-Interaktion: Schallleistungspegel der generierten Moden
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4.2 Stufentransport

4.2 Stufentransport

In diesem Abschnitt erfolgt eine Betrachtung des Transportes der direkten Rotor-Stator-
Interaktionsmoden aus Abschn. 4.1 zum Einlass des Axialverdichters. Um den numerischen
Aufwand handhabbar zu halten, werden nur ausgewählte Moden berücksichtigt. Um den
Ein�uss der Transitions- und Cut-O�-Moden auf das Gesamtschallfeld gemäÿ der Arbeits-
hypothese aus Abschn. 1.4 überprüfen zu können, werden zusätzlich zu den Cut-On-Moden
jeweils zwei bis drei Moden je Harmonische im Cut-O�- oder Grenzbereich zwischen cut-on
und cut-o� berücksichtigt. In den Abb. 4.9, 4.12, 4.15, 4.18, 4.21, 4.24 und 4.26 sind die
Schallleistungspegel der Moden an den Analyseebenen gemäÿ Abb. 3.2 aufgetragen. Die
Diskussion der Ergebnisse erfolgt zuerst für die hinteren Schaufelpaar-Interaktionen und
folgt dann stromauf der Ausbreitungsrichtung der Moden. Die Farbcodierung entspricht der
aus dem voran gegangen Abschnitt: Moden der ersten Harmonischen sind blau markiert,
Moden der zweiten Harmonischen orange. Abschlieÿend wird ein Vergleich der Schallfelder
aller Schaufelpaar-Interaktionen am Verdichtereintritt durchgeführt. Dies dient zur Bewer-
tung der Anteile der Schaufelreihen am Gesamtschallfeld.

Rotor 4 - Stator 4
In Abb. 4.9 sind die Schallleistungspegelverläufe der Cut-On-Moden m = −5,−10, der
Cut-O�-Moden m = −41, 31, 62 und der Transitionsmode m = 26 vom Ort der Entste-
hung an AE (Analyseebene) 8 bis zum Verdichtereinlauf an AE 1 dargestellt. Die Cut-O�-
Mode m = −41 erfährt stromauf an AE 7 eine exponentielle Dämpfung. Weiter stromauf
schwankt der Schallleistungspegel leicht, sinkt allerdings bis zur AE 1 weiter ab. Die Cut-
O�-Moden m = 31 und m = 62 zeigen einen gänzlich anderen Verlauf. Bis zur AE 6 sinkt
der Schallleistungspegel, steigt bei AE 5 stark an und sinkt bei AE 4 wieder ab. Es folgt ein
weiterer Anstieg bis AE 2 und eine abschlieÿende Dämpfung. Mögliche Erklärungen für den
Anstieg der Schallpegel können konstruktive Interferenze�ekte durch Modenüberlagerung
oder durch Re�exionen an den Schaufelreihen und verstärkende aerodynamische E�ekte
(periodische Wirbelablösungen) sein. Au�ällig ist auch der scheinbar parallele Verlauf der
Leistungspegel der beiden Cut-O�-Moden zueinander. Diese Beobachtung wird am Ende
des nächsten Absatzes diskutiert.

Obwohl die Mode m = −10 durchgängig ausbreitungsfähig ist, weist der Schallleistungs-
pegel einen leicht schwankenden zickzack-Verlauf auf. An den AE 7 und 5 steigt der Pegel
zur stromab liegenden Position an. Von AE 4 auf AE 3 bleibt der Pegel fast konstant.
In Abb. 4.11 sind die Cut-On-Verhältnisse der Radialmoden der Mode m = −10 an allen
AE und die dazugehörigen Schalldruckamplituden in Pa dargestellt. Der Übersichtlichkeit
halber, sind nur die Radialmodenordnungen n = 0, ..., 6 abgebildet. An den AE 7, 5 und
3 wird jeweils die Radialmode n = 3, 4, 5 ausbreitungsfähig (dies ist ebenfalls in Abb. 4.9
markiert). Diese Positionen im Kanal be�nden sich hinter den Rotoren des Verdichters und
sind somit einer erhöhten Drallströmung ausgesetzt. Im Fall der entgegengesetzt rotieren-
den Moden m = −10 und m = −5 führt dies zu einer Erhöhung des Cut-On-Verhältnisses
aller Radialmoden der Azimutalmoden. Die Aufweitung des Strömungskanals (bzw. Re-
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4.2 Stufentransport

duktion des Nabenverhältnisses) bewirkt eine Verschiebung der radialen Eigenwerte: der
Abstand der Eigenwerte der radialen Ordnungen verringert sich. Unter gleichbleibenden
aerodynamischen Bedingungen, sind somit für kleine Nabenverhältnisse mehr Radialmoden
ausbreitungsfähig als für groÿe Nabenverhältnisse. Im Amplitudenspektrum, unten in Abb.
4.11 zeigt sich die Transition von cut-o� zu cut-on in der Erhöhung der Amplituden der
spezi�schen Radialmoden. Für die Cut-On-Mode m = −5 wird an AE 5 die Radialmode
n = 2 ausbreitungsfähig (s. Abb. 4.10). In der modalen Antwort in Abb. 4.10 unten, wird
eine Erhöhung der Schalldruckamplitude für n = 2 im Vergleich zur stromab liegenden
AE 6 deutlich. Der weitere zickzack-Verlauf von m = −5 stromauf kann nicht mit einer
Transition einer Radialmode zu cut-on begründet werden. Die Erhöhung des Schallleis-
tungspegels an AE 3 kann durch die Erhöhung des Cut-On-Verhältnisses und dem daraus
erhöhten axialen Gruppenausbreitungswinkel oder durch konstruktive Interferenze�ekte
begründet sein. Die Moden m = −10 und m = −5 sind hinsichtlich Frequenz und Azi-
mutalmodenordnung zueinander harmonisch. Somit ist auch das Cut-On-Verhältnis der
Moden identisch und ebenso die axialen Gruppenausbreitungswinkel (s. Gl. (2.39)) der
harmonischen Moden. Wie bereits in Abschn. 3.3 erläutert und von Hurfar (2021) gezeigt,
ist das Ausbreitungsverhalten einer Mode maÿgeblich vom axialen Gruppenausbreitungs-
winkel abhängig. Diese Abhängigkeit zeigt sich hier auch in den modalen Antworten der
harmonischen Moden m = −10 und m = −5, woraus sich ein nahezu paralleler Verlauf der
Schallleistungspegel ergibt. Ein paralleler Verlauf der Schallleistungspegel ist nicht nur bei
den Cut-On-Moden, sondern auch bei den Cut-O�-Modenm = 31 undm = 62 zu beobach-
ten. Die Abhängigkeit der modalen Ausbreitung vom axialen Gruppenausbreitungswinkel
gilt somit auch für komplexe Winkel mit einem Imaginärteil.

Der Verlauf des Schallleistungspegels der Transitionsmode m = 26 ist stark geprägt
von dem Wechsel der Mode zwischen cut-on und cut-o� und zeigt einen ausgeprägten
zickzack-Verlauf. An den AE 1, 2, 4, 6 und 8 ist jeweils nur die Radialmode n = 0 ausbrei-
tungsfähig. An den AE 3, 5 und 7 ist die Mode nicht ausbreitungsfähig (s. Markierungen
in Abb. 4.10). An diesen Positionen im Kanal herrscht eine ausgeprägte Drallströmung
aufgrund der stromauf liegenden Rotoren. Durch die Drallüberlagerung wird die mit dem
Drall rotierende Mode azimutal gestreckt, bis die azimutale Wellenlänge länger ist als
der Kanalumfang und somit cut-o� wird (vgl. Abschn. 2.2). Nach Transition der Mode
zu cut-on sind Erhöhungen in den Schallleistungspegeln zu verzeichnen. Dies stimmt mit
den Beobachtungen von Korte et al. (2005) überein. Das Potentialfeld der Cut-O�-Mode
m = 26 interagiert mit der stromauf liegenden Schaufelreihe und generiert die Cut-On-
Mode m = 26.

Die höchsten Schallleistungspegel an AE 1 sind bei den Cut-On-Moden niedrigster Ord-
nung mit L−W,−5 = 111 dB und L−W,−10 = 88 dB zu verorten, gefolgt von der Transitionsmode
mit L−W,26 = 69 dB und den Cut-O�-Moden L−W,−41 = 46 dB, L−W,31 = 48 dB und L−W,46 = 46
dB.
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Abbildung 4.9: Transport der R4-S4-Interaktionsmoden
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Stator 3 - Rotor 4
In Abb. 4.12 sind die Schallleistungspegel der Cut-On-Modenm = −3,−6, der Transitions-
moden m = −40, 28 und der Cut-O�-Moden m = −37, 31 von AE 7 bis AE 1 aufgetragen.
Die Cut-O�-Moden erfahren von AE 7 zu AE 6 eine exponentielle Dämpfung. Weiter strom-
auf schwankt der Pegel leicht, sinkt insgesamt aber weiter bis AE 1.

Die Cut-On-Mode m = −3 erfährt zunächst eine Dämpfung des Schallleistungspegels
von AE 7 zu AE 6. An AE 5 wird die Radialmode n = 2 ausbreitungsfähig. Die Schall-
druckamplituden der Radialmoden der Mode m = −3 sind in Abb. 4.13 dargestellt. An
AE 5 steigen die Amplituden der Radialmoden n = 0, 1 an, allerdings nicht die der Radi-
almode n = 2. Dies geschieht erst in der Schaufereihe stromauf, an AE 4. Es ist möglich,
dass durch die vereinfachenden Modellannahmen (z.B. Festkörperwirbel, s. Abschn. 2.1.1)
das Cut-On-Verhältnis überschätzt wird und die Cut-O�/Cut-On-Transition der Radial-
mode n = 2 daher erst an AE 4 auftritt (s. a. Abschn. 4.4). An AE 1 ist die Radialmode
n = 3 an der Grenze zu cut-on, ein E�ekt auf die Schalldruckamplituden lässt sich in
Abb. 4.13 nicht feststellen. Für die Cut-On-Mode m = −6 werden an AE 5, AE 3 und
AE 1 die Radialmoden n = 4, 5, 6 ausbreitungsfähig (s. Abb. 4.14). Im Vergleich zu dem
Verlauf der Cut-On-Moden der R4-S4-Interaktion lässt sich hier kaum ein Ein�uss auf den
Schallleistungspegel feststellen und es ist kein gezackter Verlauf erkennbar. Auch in den
Schalldruckamplituden in Abb. 4.14 sind kaum oder keine Anstiege erkennbar.

Die Transitionsmoden m = −40 und m = 28 zeigen einen ausgeprägten zickzack-Verlauf
des Schallleistungspegel. Gut erkennbar ist das gegenläu�ge Cut-On/Cut-O�-Verhalten,
der beiden gegensätzlich rotierenden Moden. Die mit dem Drall rotierende Mode m = 28
ist an den AE 7, 5 und 3 cut-o�. Dort herrschen aufgrund der stromauf liegenden Rotoren
hohe Drallgeschwindigkeiten. Mode m = −40 rotiert entgegen dem Drall und ist entspre-
chend an den Positionen im Kanal, an denen die Drallgeschwindigkeiten gering sind, also
an AE 6, 4, 2, 1 cut-o�. Aber auch am Ort der Entstehung, an AE 7 ist die Mode nicht
ausbreitungsfähig. Der Anstieg des Schallleistungspegels an den Cut-On-Positionen ist für
Modem = 28 ausgeprägter als für Modem = −40. Der Pegel der Modem = −40 schwankt
auf einem niedrigeren Niveau, da sie sowohl an AE 7 als auch an AE 6 cut-o� ist und zu-
nächst exponentiell gedämpft wird.

Am Eintritt des Verdichters an AE 1 besitzt die Cut-On-Mode m = −3 mit L−W,−3 =
127 dB den höchsten Schallleistungspegel. Mode m = −6 zeigt den zweithöchsten Pegel
L−W,−6 = 102 dB. Es folgt die Transitionsmode m = 28 mit L−W,28 = 77 dB. Der Schallleis-
tungspegel der Transitionsmode m = −40 liegt nur ungefähr 9 dB über dem Niveau der
Cut-O�-Moden.
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Abbildung 4.12: Transport der S3-R4-Interaktionsmoden
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Abbildung 4.13: S3-R4-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −3
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Abbildung 4.14: S3-R4-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −6
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Rotor 3 - Stator 3
Im Falle der R3-S3-Interaktion werden der Transport der Cut-On-Moden m = −5,−10,
der Cut-O�-Moden m = −39, 29, 58 und der Transitionsmode m = 24 bis zu AE 1 simu-
liert. Die Schallleistungspegel der Cut-O�-Moden erfahren keine exponentielle Dämpfung
wie zuvor bei der Interaktion S3-R4 beschrieben. Die Pegel steigen ab AE 4 stetig an. Für
Mode m = −39 gilt das bis AE 3; weiter stromauf wird die Mode wieder gedämpft. Die
Pegel der Moden m = 29 und m = 58 werden erst von AE 2 zu AE 1 stark gedämpft. Ana-
log zu der Pegelerhöhung der Cut-O�-Moden der R4-S4-Interaktion (s. Abb. 4.9) können
konstruktive Interferenze�ekte oder aerodynamische E�ekte ursächlich für die Erhöhung
der Schallleistungspegel sein. Die Cut-O�-Moden m = 29 und m = 58 sind sowohl in der
Frequenz als auch in der Azimutalmodenordnung Harmonische voneinander. Auch in die-
sem Fall lässt sich ein ähnlicher Verlauf des Schallleistungspegel und somit ein ähnliches
Ausbreitungsverhalten durch den gleichen axialen Gruppenausbreitungswinkel feststellen.

Die Cut-On-Mode m = −5 wird während des Durchtritts durch die Schaufelreihen nur
leicht gedämpft und zeigt einen leicht schwankenden Verlauf des Schallleistungspegels. An
AE 4 ist die Radialmode n = 2 gerade an der Cut-On-Grenze (s. Abb. 4.16). In der modalen
Antwort der Schalldruckamplituden in Abb. 4.16, unten ist eine Erhöhung der Schalldruck-
amplitude der Radialmode n = 2 erkennbar. Im Gesamtschallleistungspegel der Mode in
Abb. 4.15 hingegen wird die Mode von AE 5 auf AE 4 gedämpft, was auf den Rückgang der
Radialmodenamplituden n = 0, 1 zurückzuführen ist. Begründen lässt sich die Dämpfung
an AE 4 durch die reduzierte Drallströmung hinter Stator 1 und dem dadurch geringeren
Cut-On-Verhältnis (Reduzierung des axialen Gruppenausbreitungswinkels) im Vergleich
zu AE 5. Im Falle der Cut-On-Mode m = −10 ist an AE 4 die Radialmode n = 4 an der
Cut-On-Grenze (s. Abb. 4.17, oben). In der modalen Antwort in Abb. 4.17, unten zeigt
sich eine Erhöhung der Schalldruckamplitude der Radialmode n = 4. An AE 1 ist die Ra-
dialmode n = 5 an der Cut-On-Grenze, ein E�ekt in der modalen Antwort ist allerdings
nicht erkennbar (s. Abb. 4.17, unten).

Die mit dem Drall rotierende Transitionsmode m = 24 ist an den Postionen AE 5 und
AE 3 nicht ausbreitungsfähig, da dort hohe Drallgeschwindigkeiten aufgrund der stromauf
liegenden Rotoren vorherrschen. An den Transitionspunkten von cut-o� zu cut-on an AE 4
und AE 2 ist ein Anstieg im Schallleistungspegel zu verzeichnen. An den Cut-On-Positionen
ist jeweils nur die Radialmode n = 0 ausbreitungsfähig.

Am Verdichtereintritt AE 1 weist die Cut-On-Mode m = −5 den höchsten Schallleis-
tungspegel auf: L−W,−5 = 119 dB. Der Pegel der Transitionsmode m = 24 L−W,24 = 98 dB
liegt knapp über dem der Cut-On-Mode m = −10 L−W,−10 = 92 dB.
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Abbildung 4.15: Transport der R3-S3-Interaktionsmoden
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Abbildung 4.16: S3-R4-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −5
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Abbildung 4.17: S3-R4-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −10
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Stator 2 - Rotor 3
In Abb. 4.18 sind die Schallleistungspegelverläufe der Cut-On-Moden m = −3,−6, der
Cut-O�-Moden m = −35, 29 und der Transitionsmoden m = −38, 26 dargestellt. Die
Cut-O�-Moden werden stromauf von AE 5 exponentiell gedämpft. An AE 3 erfolgt eine
vergleichsweise schwache Dämpfung und an AE 2 eine Pegelerhöhung, die für m = −35
ausgeprägter ist, als für die Mode m = 29. Bis zum Verdichtereintritt an AE 1 erfolgt eine
Dämpfung beider Cut-O�-Moden.

Die Cut-On-Mode m = −3 weist bis AE 2 einen monoton gedämpften Verlauf auf,
bis AE 1 steigt der Schallleistungspegel leicht an. An AE 4 wird die Radialmode n = 2
ausbreitungsfähig (s. Abb. 4.19, oben). In der modalen Antwort ist eine Erhöhung der
Schalldruckamplitude der Radialmode n = 2 von AE 5 auf AE 4 ersichtlich (s. Abb. 4.19,
unten). Der Gesamtschallleistungspegel erhöht sich nicht, da die Amplituden von n = 0, 1
sinken. Die Schallleistungspegel der Cut-On-Mode m = −6 zeigen einen zickzack-Verlauf.
An AE 4 und AE 3 werden jeweils die Radialmodenordnungen n = 4 und n = 5 aus-
breitungsfähig (s. Abb. 4.20, oben). Dementsprechend ist eine Erhöhung der spezi�schen
Schalldruckamplituden in Abb. 4.20, unten erkennbar. Dies führt an AE 3 zu einem Anstieg
im Gesamtschallleistungspegel der Mode, da die anderen Radialmoden kaum gedämpft wer-
den.

Die Transitionsmoden m = −38 und m = 26 zeigen den typischen gezackten Verlauf des
Schallleistungspegels. Für beide Moden schwankt jeweils die Radialmode n = 0 zwischen
cut-on und cut-o�. Gut erkennbar ist die Drallabhängigkeit der in positiver und negativer
Richtung drehenden Mode und dem daraus hervorgehenden gegensätzlichen Cut-On/Cut-
O�-Verhalten. Mode m = −38 wird cut-on angeregt, wechselt an AE 4 zu cut-o�, an AE
3 zu cut-on und propagiert ab AE 2 cut-o� bis zu AE 1 (s. Markierungen in Abb. 4.18).
Mode m = 26 verhält sich aufgrund der entgegengesetzten Drehrichtung genau umgekehrt
und propagiert ab AE 2 cut-on Richtung Verdichtereinlass an AE 1 (s. Markierungen in
Abb. 4.18).

Die an AE 1 dominanten Moden sind die betragsmäÿig niedrigsten Modenordnungen
mit L−W,−3 = 121 dB und L−W,−6 = 102 dB. Die Transitionsmode m = 26 erreicht AE 1 mit
L−W,26 = 79 dB. Da die Transtitionsmode m = −38 hauptsächlich cut-o� durch den Kanal
propagiert, liegt ihr Schallleistungspegel auf dem Niveau der Cut-O�-Moden.
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Abbildung 4.18: Transport der S2-R3-Interaktionsmoden
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Abbildung 4.19: S3-R4-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −3
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Abbildung 4.20: S3-R4-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −6
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Rotor 2 - Stator 2
Der Transport der aus der R2-S2-Interaktion entstehenden Cut-On-Moden m = −5,−10,
der Cut-O�-Mode m = 27 und der Transitionsmode m = 22 wird bis zu AE 1 berech-
net. Die Cut-O�-Mode m = 27 wird über alle Schaufelreihen bis AE 1 stark gedämpft.
Die Schallleistungspegel in Abb. 4.21 zeigen keinen exponentiell gedämpften Verlauf wie
z. B. die Cut-O�-Moden in Abb. 4.12 oder 4.18, sondern eine annähernd lineare Dämpfung.

Die Schallleistungspegel der Cut-On-Moden m = −5,−10 erfahren nur eine geringe
Dämpfung bis zum Eintritt des AV an AE 1 (s. Abb. 4.21). Au�ällig ist die Erhöhung
der Schallleistungspegel der beiden Moden an AE 3. Das Cut-On-Verhältnis der beiden
Moden und die modalen Antworten sind in Abb. 4.22 bzw. Abb. 4.23 dargestellt. An AE
3 wird die zweite Radialmodenordnung n = 2 für Mode m = −5 und n = 4 für m = −10
ausbreitungsfähig. In der modalen Antwort der Mode m = −5 wird der Wechsel von cut-o�
zu cut-on darin deutlich, dass die Amplitude der Radialmode signi�kant zunimmt und den
gröÿten Anteil am Radialmodenspektrum ausmacht. Für Mode m = −10 ist ebenfalls ein
Anstieg der Radialmodenamplitude n = 4 erkennbar. Eine deutliche Erhöhung der Ampli-
tude ist auch für die Radialmoden niedrigerer Ordnung n = 1, 2, 3 zu verzeichnen.

Die Transitionsmode m = 22 wird an AE 3 aufgrund des erhöhten Dralls hinter dem
Rotor cut-o� und wird dort gedämpft (s. Markierung in Abb. 4.21). Ab AE 2 wird die
Mode wieder ausbreitungsfähig. An den Cut-On-Positionen im Kanal ist jeweils nur die
Radialmode n = 0 ausbreitungsfähig.

Die Transitionsmode m = 22 weist mit L−W,22 = 129 dB den höchsten Schallleistungspe-
gel am Verdichtereintritt AE 1 auf. Es folgen die Cut-On-Moden m = −5 und m− 10 mit
L−W,−5 = 119 dB und L−W,−10 = 108 dB.
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Abbildung 4.21: Transport der R2-S2-Interaktionsmoden
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Abbildung 4.22: R2-S2-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −5
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Abbildung 4.23: R2-S2-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −10

Stator 1 - Rotor 2
In Abb. 4.24 sind die Schallleistungspegel der Cut-On-Moden m = −3,−6, der Cut-O�-
Moden m = −33, 27 und der Transitionsmoden m = −36, 24 abgebildet. Die Cut-O�-
Moden werden stark bis AE 1 gedämpft. Trotz des kürzeren Transportweges � im Verlgeich
zu den Cut-O�-Moden, die durch stromab liegende Schaufelreihen generiert werden � wer-
den auch hier die Cut-O�-Moden stark auf einen Schallleistungspegel L−W,,−33,27 ≈ 45 dB
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gedämpft. Das entspricht dem Niveau der Cut-O�-Moden aller stromab liegenden Schau-
felreihen.

Die Cut-On-Moden werden von AE 3 bis AE 1 nur schwach gedämpft. Für die Mode
m = −3 �ndet keine Transition der Radialmoden von cut-o� zu cut-on statt. Es sind über
alle Positionen die Radialmoden n = 0, 1, 2 ausbreitungsfähig. An AE 1 wird für Mode
m = −6 die Radialmode n = 5 ausbreitungsfähig, was zu einer Erhöhung der Amplitude
von n = 5 im Radialmodenspektrum in Abb. 4.25 führt.

Die Transitionsmode m = −36 ist nur am Ort der Entstehung an AE 3 ausbreitungsfä-
hig und wird dementsprechend stromauf exponentiell gedämpft. Transitionsmode m = 24
entgegen, wird cut-o� angeregt und breitet sich ab AE 2 cut-on aus. Das gegensätzliche
Cut-On/Cut-O�-Verhalten der beiden Transitionsmoden lässt sich auf die Drallabhängig-
keit der Cut-On-Verhältnisse der gegenläu�g rotierenden Moden zurückführen (vgl. Tran-
sitionsmoden von Stator 2 - Rotor 3).

Nach Transport durch die stromauf liegenden Schaufelreihen weisen die Cut-On-Moden
m = −3,−6 die höchsten Schallleistungspegel auf: L−W,−3 = 132 dB, L−W,−6 = 119 dB. Die
Transitionsmode m = 24 weist mit L−W,24 = 113 dB an AE 1 einen Pegel in der Gröÿenord-
nung der Cut-On-Mode m = −6 auf.
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Abbildung 4.24: Transport der S1-R2-Interaktionsmoden
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Abbildung 4.25: S1-R2-Interaktion: Cut-On-Verhältnisse und Schalldruckamplituden der
Radialmoden der Mode m = −6

Rotor 1 - Stator 1
Der Kanalabschnitt von AE 2 bis zum Verdichtereintritt an AE 1 unterliegt keinerlei
Drallströmung, da das IGV drallfrei angeströmt wird. Daher unterliegt keine durch R1-
S1-Interaktion generierte Mode einer Cut-O�/Cut-On-Transition während des Transportes
von AE 2 zu AE 1. Somit sind in Abb. 4.26 die Schallleistungspegel der Cut-On-Moden
m = −7,−14, 16 und der Cut-O�-Moden m = −37, 23, 53, 46, 76 aufgetragen. Die Cut-O�-
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Moden werden stark gedämpft und weisen an AE 1 Schallleistungspegel von L−W,m = 47−79
dB auf.

Die generierten Cut-On-Moden m = −7,−14, 16 werden nur schwach gedämpft. Es �n-
det keine Schallleistungserhöhung durch eine Cut-O�/Cut-On-Transition der Radialmoden
statt. Die bereits in der Generierung dominante Mode m = 16 weist auch an AE 1 den
höchsten Pegel L−W,−16 = 137 dB auf. Die harmonischen Cut-On-Moden m = −7 und
m = −14 weisen mit L−W,−7 = 103 dB bzw. L−W,−14 = 106 dB an AE 1 vergleichbare Schall-
leistungspegel auf.
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Abbildung 4.26: Transport der R1-S1-Interaktionsmoden

Vergleich der Gesamtschallleistungen der Schaufelpaare
In diesem Abschnitt werden die Gesamtschallleistungen am Eintritt des Verdichters der ein-
zelnen Schaufelpaar-Interaktionen miteinander verglichen. Um eine Vergleichbarkeit herzu-
stellen, �ieÿen nur die Cut-On-Moden in die Schallleistungsberechnung mit ein. Am Eintritt
des Verdichters sind jeweils eine Mode s = −1 der ersten Harmonischen h = 1 und zwei
Moden s = −1,−2 der zweiten Harmonischen h = 2 je Schaufelpaar-Interaktion ausbrei-
tungsfähig. Um den Anteil an der Gesamtschallleistung am Eintritt des Axialverdichters
quanti�zieren zu können, wird der Schallleistungspegel jedes Interaktionspaares gemäÿ

P−W,RSI =
∑

mcut−on

P−W,m (4.4)
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und

L−W,RSI = 10lg

(
P−W,RSI
P0

)
dB (4.5)

gebildet. Die Schallleistungspegel der Cut-On-Moden pro Schaufelpaarung am Eintritt des
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Abbildung 4.27: Schallleistung der Cut-On-Moden an Analyseebene 1

Verdichters sind in Abb. 4.27 dargestellt. Der Leistungseintrag der ersten beiden Schaufel-
paarungen ist gleichwertig. Stromab sinkt der am Einlass ankommende Leistungsanteil der
generierten Moden. Eine Ausnahme bildet das Schaufelpaar Stator 3-Rotor 4. Der Schall-
leistungspegel liegt hier auf dem Niveau der zweiten Stufe.

Zusammenfassung
Im voran gegangenen Abschnitt wird der Transport akustischer Moden durch den Axialver-
dichter bis zum Eintritt an Analyseebene 1 diskutiert. Die Betrachtung erfolgt separat pro
interagierendem Schaufelpaar für ausgewählte Cut-On-, Cut-O�- und Transitionsmoden.

Das im vorherigen Abschn. 4.2 diskutierte Ausbreitungsverhalten der RSI-Moden hat
gezeigt, dass nicht zwangsläu�g eine monotone Dämpfung der Moden vom Ort der Ent-
stehung bis zu AE 1 zu erwarten ist. Es wird ein Mechanismus identi�ziert, der zu einem
Schallleistungsgewinn führen kann: die Cut-O�/Cut-On-Transition. Die Erhöhung des
Schallleistungspegels tritt für den Wechsel einer Azimutalmode von cut-o� zu cut-on auf,
kann aber auch bei der Transition einer Radialmode von cut-o� zu cut-on auftreten:

1. Cut-O�/Cut-On-Transition der Azimutalmoden
Durch die schwankende Drallbehaftung der Strömung hinter den Rotoren oder Sta-
toren werden vor allem Moden, die an der Cut-On-Grenze propagieren, beein�usst.
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Diese Transitionsmoden wechseln zwischen cut-on und cut-o� während des Trans-
portes durch die Maschine. An den Transitionspunkten von cut-o� zu cut-on gewinnt
die Mode Energie aus dem aerodynamischen Feld und die Schallleistungspegel sind
höher als zuvor am Cut-O�-Punkt. Auch Korte et al. (2005) beschreiben in ihrer Ar-
beit den zickzack-Verlauf des Schallleistungspegels der zwischen cut-o� und cut-on
wechselnden Moden. Die Ergebnisse dieser Arbeit stimmen daher mit den Ergebnis-
sen von Korte et al. (2005) überein. Korte et al. (2005) beschreiben den beobachteten
E�ekt als schallanregenden Mechanismus durch die Interaktion des Druckfeldes der
Cut-O�-Mode mit einem relativ zur Mode rotierenden Druckfeld in der Maschine:
�The steady pressure �eld of the investigated cascade interacts with the relatively rota-
ting disturbance pressure �eld and such generates tones, just as in the potential �eld
interaction process.� (Korte et al. 2005)

2. Cut-O�/Cut-On-Transition der Radialmoden
Die betrachteten Moden propagieren stromauf durch die Schaufelpassagen. Der Strö-
mungskanal weitet sich in dieser Richtung auf, das Nabenverhältnis sinkt. Dadurch
verschieben sich die radialen Eigenwerte und höhere radiale Modenordnungen werden
ausbreitungsfähig. Auch an den Transitionspunkten, an denen eine radiale Moden-
ordnung ausbreitungsfähig wird, kann sich die Gesamtleistung der Mode erhöhen.

Die Cut-O�/Cut-On-Transition ist somit abhängig von den Änderungen im aerodyna-
mischen Feld und dem Verlauf der Kanalgeometrie, durch die eine Mode propagiert. Dieser
E�ekt ist daher vor allem für den Transport akustischer Moden durch mehrstu�ge Ma-
schinen relevant. Anhand der diskutierten Ergebnisse kann festgestellt werden, dass der
E�ekt der Schallleistungserhöhung für die Cut-O�/Cut-On-Transition einer Azimutalmo-
de wesentlich stärker ausgeprägt ist und höhere Leistungszunahmen hervorruft als für die
Transition der Radialmoden von cut-o� zu cut-on.

Eine detaillierte Untersuchung der Radialmodenordnungen über die Schaufelreihen des
Verdichters hat gezeigt, dass die höchste Amplitude im Radialmodenspektrum nicht mit
dem höchsten Cut-On-Verhältnis, bzw. mit dem kleinsten axialen Gruppenausbreitungs-
winkel (s. Abschn. 2.2) korreliert. Erreicht eine Radialmode den Cut-On-Punkt, kommt
es zu einer Energiezunahme in der Radialmodenamplitude. Vorausgesetzt keine weitere
Radialmode wird ausbreitungsfähig, gleichen sich die Radialmodenamplituden der aus-
breitungsfähigen Radialmoden einer Azimutalmode beim weiteren Transport durch den
Kanal aus. Es entsteht ein Plateau ohne dominante Spitzen im Radialmodenspektrum (s.
z.B. Abb. 4.20, unten oder Abb. 4.25, unten).

Für den Transport der Cut-On-, Cut-O�- und Transitionsmoden durch die Schaufelrei-
hen bis zum Verdichtereintritt können charakteristische Verläufe der Schallleistungsampli-
tuden identi�ziert werden. Diese sind schematisch in Abb. 4.28 dargestellt. Eine Cut-On-
Mode propagiert durch den Kanal mit geringen Schwankungen im Schallleistungspegel.
Ein Anstieg des Pegels von einer stromab liegenden Schaufelreihe im Kanal zur stromauf
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liegenden Schaufelreihe kann durch die Transition einer Radialmode von cut-o� zu cut-on
generiert werden. Eine Cut-On-Mode erfährt nur eine geringe Dämpfung bis zum Eintritt
des Verdichters. Eine Transitionsmode erfährt starke Schwankungen im Schallleistungs-
pegel und zeigt einen ausgeprägten zickzack-Verlauf. Dieser liegt in der Transition der
Azimutalmode von cut-o� zu cut-on begründet. Die Gesamtdämpfung ist davon abhängig,
ob die Transitionsmode vorwiegend cut-on oder cut-o� durch den Verdichter propagiert.
Eine Cut-O�-Mode wird stromauf exponentiell gedämpft und der Schallleistungspegel kann
auch kleinen Schwankungen unterliegen. Generell geschieht dies aufgrund der anfänglichen
starken Dämpfung auf einem niedrigen Niveau.

Ausbreitungsrichtung der Moden

Sc
ha

lll
ei
st
un

gs
pe

ge
l

Strömungsrichtung

Ort des UrsprungsEintritt Verdichter

Cut-On-Mode

Transitionsmode

Cut-Off-Mode

n cut-on

m cut-off

Abbildung 4.28: Charakteristische Verläufe der Modenausbreitung im Axialverdichter

Die durchgeführten Untersuchungen in diesem Abschnitt zeigen, dass akustische Mo-
den während des Transportes durch den Axialverdichter nicht zwangsläu�g einer monoto-
nen Dämpfung unterliegen. Durch Cut-O�/Cut-On-Transition der Moden können sich die
Schallleistungspegel erhöhen. Ein Vergleich der generierten Schallfelder aller Schaufelpaare
zeigt, dass auch die Moden aus den hinteren Schaufelreihen ein Energieniveau der Moden
aus den vorderen Schaufelreihen am Verdichtereintritt aufweisen können. Im hier analy-
sierten Fall gilt letzteres z. B. für die Mode m = −3 der S3-R4-Interaktion (s. Abb. 4.12).

4.3 Modenstreuung

In den Abschnitten 4.1 und 4.2 wird die Generierung und der Transport der Rotor-Stator-
Interaktionsmoden diskutiert. Die Ergebnisse zeigen, dass die Transition einer Azimutal-
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oder Radialmode von cut-o� zu cut-on als schallanregender Mechanismus betrachtet wer-
den kann. In dem Fall wird die Schallenergie der betrachteten Azimutal- oder Radialmode
erhöht. Die Interaktion einer Mode mit einem stationären oder rotierenden Druckfeld eines
Stators bzw. Rotors führt zur Streuung der Mode in weitere Modenordnungen. Die Mo-
denstreuung ist somit ebenfalls ein schallanregender Mechanismus, der im Gegensatz zur
Cut-O�/Cut-On-Transition zu einer Anregung weiterer Modenordnungen führt. In diesem
Abschnitt wird die Modenstreuung, der in den vorherigen Abschnitten diskutierten Moden
untersucht. Zunächst erfolgt eine Beschreibung des Streuverhaltens der Cut-On-, Cut-O�-
und Transitionsmoden am Beispiel der R4-S4- und S3-R4-Interaktion in Abschn. 4.3.1. In
Abschn. 4.3.2 wird der Transport ausgewählter Streumoden aus jeder Schaufelpaarung bis
zum Einlass des Verdichters simuliert und mit den Schallleistungspegeln der RSI-Moden
verglichen. Das ermöglicht eine Abschätzung des Beitrages der Streumoden zum Gesamt-
schallfeld des Verdichters.

4.3.1 Streuverhalten

Das rotierende Druckfeld wird an den Rotoren und Statoren analog zu der Beziehung von
Tyler und Sofrin (1962) in unendlich viele Moden gestreut. Die Streuung einer Mode m
mit der Rotationsfrequenz fm am Stator folgt dem Zusammenhang

mStreu = m+ kV, mit k = ...,−1, 0, 1, ... (4.6)

mit der Frequenz
fm,Streu = fm. (4.7)

Am Rotor �ndet aufgrund der Relativbewegung des Rotors eine Frequenzstreuung statt
und die Moden werden in die sogenannten �Summen- und Di�erenztöne� gemäÿ

fStreu = fm + k
Bn

60
mit k = ...,−1, 0, 1, ..., (4.8)

fm,Streu = |fStreu| , (4.9)

mStreu =

{
m+ kB, fStreu ≥ 0
−1 · (m+ kB), fStreu < 0

(4.10)

gestreut.

Korte et al. (2005) haben am Beispiel einer Transitionsmode und einer Cut-On-Mode
gezeigt, dass der Transfer von Schallenergie in die Streumoden in verschiedenen Ausprägun-
gen auftreten kann. Während die Transitionsmode an ihrem Cut-O�-Punkt den Groÿteil
der Schallenergie an die Streumoden abgibt, ist im Falle der Cut-On-Mode nur ein mini-
maler Streue�ekt erkennbar. Um Unterschiede im Streuverhalten der Moden im Axialver-
dichter identi�zieren zu können, wird im Folgenden das Streuungsverhalten von Cut-On-,
Transitions- und Cut-O�-Moden am Beispiel der S3-R4- und R4-S4-Interaktion diskutiert.
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4.3 Modenstreuung

Dazu sind in den Abb. 4.30 bis 4.35 die Schallleistungspegel der spezi�schen Moden und
der Streumoden an jeder Analyseebene dargestellt. Die Ordnungen der Streumoden an den
Statoren und Rotoren und ggf. deren Streufrequenzen sind in Anhang C aufgeführt.

Cut-On-Moden
Die Streumoden der dominanten Cut-On-Moden der ersten Harmonischen von R4-S4 und
S3-R4 sind in Abb. 4.29 und 4.30 dargestellt. Generell sinken die Pegel der Streumoden
stromauf, mit sinkendem Pegel der anregenden Moden m = −5,−3. Analog zu der An-
regung der RSI-Moden, deren Amplitude mit der Ausprägung der Nachläufe und Poten-
tialfelder korreliert (s. z.B. Hulse und Large 1967), ist die Anregung der Streumoden von
der Stärke des Druckfeldes der anregenden Mode abhängig. Der gröÿte Energietransport
in die Streumoden �ndet an den Rotoren statt. Dort übersteigen die Pegel der Streumoden
zum Teil den Pegel der anregenden Mode. An jedem Rotor sind die gestreuten Moden
k = −3,−2, 1 (die dazugehörigen Streufrequenzen sind in Tab. C.2-C.6 und Tab. C.30-
C.34 in Anh. C aufgeführt) dominant, wobei nur die Streumoden k = 1 ausbreitungsfähig
sind. Ein Vergleich des Streuindex mit der Streumodenordnung zeigt, dass die dominanten
Moden alle mit dem Drall rotieren, also die Modenordnungen m > 0 sind. An den Statoren
ist keine klare Tendenz für mit oder entgegen dem Drall rotierende Streumoden ersichtlich.
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Abbildung 4.29: R4-S4-Interaktion: Streuung der Cut-On-Mode m = −5
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Abbildung 4.30: R3-S4-Interaktion: Streuung der Cut-On-Mode m = −3

Die Streuung der Cut-On-Moden der zweiten Harmonischen liefert Spektren mit mehre-
ren dominanten Cut-On-Moden im Vergleich zur ersten Harmonischen (s. Abb. 4.31 und
Abb. 4.32). Durch die höhere Anregungsfrequenz der zweiten Harmonischen sind auch
höhere Modenordnungen ausbreitungsfähig. Generell sinkt auch hier der Pegel der Streu-
moden stromauf im Kanal mit sinkendem Pegel der anregenden Mode, da die Amplituden
der angeregten Moden von der Ausprägung der anregenden Druckfelder abhängig sind.
Vergleichbar mit der Modenstreuung der Moden der ersten Harmonischen weisen an den
Rotoren die Moden m > 0 die höchsten Schallleistungspegel auf. Dominant sind die aus-
breitungsfähigen Streumodenordnungen k = 1, 2. Die Streuung der Mode m = −10 an
Rotor 1 erzeugt zusätzlich bei k = 3 eine ausbreitungsfähige Streumode. An den Statoren
weisen die Streumoden k = −1, 1 die höchsten Schallleistungspegel auf. Im Gegensatz zu
den Moden der ersten Harmonischen werden die Moden der zweiten Harmonischen an den
Statoren ebenfalls in Cut-On-Moden gestreut. Mode m = −10 erzeugt am Vorleitgitter
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4.3 Modenstreuung

und an Stator 3 jeweils eine Cut-On-Mode bei k = 1, an den Statoren 2 und 3 jeweils
zwei ausbreitungsfähige Moden bei k = −1, 1. Mode m = −6 generiert am Vorleitgitter
bei k = 1 eine ausbreitungsfähige Mode. An den Statoren 1 und 2 sind die Moden k = −1
ausbreitungsfähig.
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Abbildung 4.31: R4-S4-Interaktion: Streuung der Cut-On-Mode m = −10
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Abbildung 4.32: S3-R4-Interaktion: Streuung der Cut-On-Mode m = −6

Die betrachteten Cut-On-Moden weisen alle ein ähnliches Streuverhalten auf. Die Streu-
ung der Moden der zweiten Harmonischen regen aufgrund der höheren Frequenzen im
Vergleich zur ersten Harmonischen vermehrt ausbreitungsfähige Streumoden an. Die Mo-
denstreuung aller Cut-On-Moden führt vor allem an den Rotoren zu Moden mit hohen
Schallleistungspegeln, die den der anregenden Mode übertre�en. Dieser E�ekt kann von
Korte et al. (2005) nicht beobachtet werden. Dominant in der Anregung sind an den Roto-
ren jeweils die Streumoden positiver Modenordung, also mit dem Drall rotierenden Streu-
moden. An den Statoren ist keine Tendenz zu positiven oder negativen Streumodenord-
nungen feststellbar. Der Drall hat folglich wesentlichen Ein�uss auf die Ausprägung des
Streumodenspektrums.

Transitionsmoden
Die Spektren der Streuung der Transitionsmoden in Abb. 4.33 und Abb. 4.34 zeigen eine
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andere Abhängigkeit in Bezug auf die Anregung energiereicher Streumoden als die Cut-On-
Moden. Die Streuung der Cut-On-Moden erfolgt vor allem an den Rotoren in energiereiche
Streumoden. Die Ausprägung der Streuung der Transitionsmoden ist vor allem durch das
Cut-On/Cut-O�-Verhalten der anregenden Moden m = 28 und m = 26 getrieben. An
den AE 7, 5 und 3, d.h. an den Statoren, sind die Transitionsmoden cut-o�. Dort sind
die höchsten Streumodenpegel zu verzeichnen, die auch den Pegel der anregenden Moden
übersteigen. Die Streuung erfolgt hauptsächlich in die ausbreitungsfähigen Streumoden-
ordnungen k = −2,−1. An den Rotoren sind die Streumoden k = −3,−1 dominant, wobei
nur k = −1 ausbreitungsfähig ist. Auch die hier betrachteten mit dem Drall rotierenden
Transitionsmoden streuen an den Rotoren vorwiegend in Moden m > 0. Dieses Streu-
verhalten kann auch bei den Cut-On-Moden beobachtet werden, die allerdings dem Drall
entgegengesetzt rotieren. Dieser E�ekt ist somit unabhängig von der Richtung der Moden-
rotation und lediglich von der Richtung des Dralls abhängig.

95



4.3 Modenstreuung

-3
:
-5
2

-2
:
-2
6

-1
:

0

1
:
5
2

2
:
7
8

0

20

40

60

80

100

120

140

160

180

Streuindex k und Streumodenordnung mStreu (k : mStreu)
-2
:
-2
0

-1
:

3

-3
:
4
3

1
:
4
9

2
:
7
2

3
:
9
5

cut-o�
cut-on

-3
:
-6
4

-2
:
-3
4

-1
:
-4

1
:
5
6

2
:
8
6

3
:
1
1
6

-2
:
-2
8

-1
:
-1

1
:
5
3

-3
:
5
5

2
:
8
0

3
:
1
0
7

-3
:
-7
0

-2
:
-3
8

-1
:
-6

3
:
5
8

2
:
9
0

1
:
1
2
2

-2
:
-3
2

-1
:
-3

1
:
5
5

-3
:
6
1

2
:
8
4

3
:
1
1
3

-3
:
-7
6

-2
:
-4
2

-1
:
-8

1
:
6
0

2
:
9
4

3
:
1
2
8

1/IGV 2/R1 3/S1 4/R2 5/S2 6/R3 7/S3 8

0

20

40

60

80

100

120

140

160

180

◦ m cut-o�

Analyseebene/Streuung an

S
ch
al
ll
ei
st
u
n
gs
p
eg
el
L
− W
,m

in
d
B

m = 26

Abbildung 4.33: R4-S4-Interaktion: Streuung der Transitionsmode m = 26
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Abbildung 4.34: S3-R4-Interaktion: Streuung der Transitionsmode m = 28

Im Fall der Transitionsmodenstreuung �ndet der gröÿte Energietransfer in die Streu-
moden an den Cut-O�-Punkten statt. Dieser E�ekt wird auch von Korte et al. (2005)
festgestellt. Auch Smith et al. (2012) beobachten die Streuung einer Mode in benachbarte
Cut-On-Moden am Transitionspunkt von cut-on zu cut-o�. An den Cut-On-Punkten lie-
gen die Amplituden der Streumoden unter dem der Transitionsmode. Der Energietransfer
�ndet somit vornehmlich von der nicht ausbreitungsfähigen Transitionsmode in die aus-
breitungsfähigen Streumoden statt.

Cut-O�-Moden
Die Streumodenspektren der Cut-O�-Moden m = −41 und m = 31 sind in Abb. 4.35 und
Abb. 4.36 dargestellt. Die Streuung der Mode m = −41 erfolgt an allen Schaufelreihen in
Streumoden, deren Pegel über dem der anregenden Mode liegen. An den Statoren wird
jeweils eine ausbreitungsfähige Mode bei k = 1 angeregt, bzw. am Vorleitgitter bei k = 2.
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4.3 Modenstreuung

An den Rotoren sind jeweils drei Moden der Ordnungen k = 1, 2, 3 cut-on. Die Cut-O�-
Mode m = 31 streut an den Statoren jeweils in eine ausbreitungsfähige Mode k = −1 (s.
Abb. 4.36). An den Rotoren sind alle Streumoden cut-o�. An den Rotoren 2 und 3 (AE 4
und 5) liegen die Pegel der Streumoden k = −3,−2,−1 deutlich über denen der anderen
Streumoden.
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Abbildung 4.35: R4-S4-Interaktion: Streuung der Cut-O�-Mode m = −41
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Abbildung 4.36: S3-R4-Interaktion: Streuung der Cut-O�-Mode m = 31

Ein Vergleich der Streumodenspektren der gegensätzlich rotierenden Cut-O�-Moden
zeigt eine Abhängigkeit der resultierenden Streumodenamplituden von der Drehrichtung
der anregenden Mode. Die entgegen dem Drall rotierende Mode m = −41 streut haupt-
sächliche in die Streumoden mit positivem Streuindex k > 0. Die mit dem Drall rotierende
Mode m = 31 streut in Streumoden mit negativem Streuindex k < 0.

Zwischenfazit
Die Diskussion der Modenstreuung der Cut-On-, Transitions- und Cut-O�-Moden zeigt,
dass der Energiegehalt der Streumoden, den der anregenden Mode übersteigen kann. Der
höchste Energieeintrag in die Streumoden �ndet im Falle der Cut-On-Moden vor allem an
den Rotoren statt. Aufgrund der Frequenzstreuung in höhere Frequenzen werden dort ver-
mehrt ausbreitungsfähige Moden generiert. Die Transitionsmoden regen an ihren Cut-O�-
Positionen an den Statoren die energiereichsten Streumoden an. An den Cut-On-Positionen
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4.3 Modenstreuung

hingegen �ndet nur ein geringer Energietransfer in die Streumoden statt. Die Streuung
der Cut-O�-Moden führt zu einer ausgeglicheneren Energieverteilung über die Rotor- und
Statorstreuung. Es ist eine Abhängigkeit von der Rotationsrichtung der Cut-O�-Mode er-
kennbar. Die entgegen dem Drall rotierende Mode streut vorwiegend in Streumoden mit
positivem Streuindex, mit dem Drall rotierende Moden entsprechend in Streumoden mit
negativem Streuindex. Die Streuung erfolgt an allen Positionen in Moden mit höherem
Pegel als die anregende Mode. Im Vergleich zu den Cut-On- und Transitionsmoden �n-
det die Streuung allerdings aufgrund der niedrigen Pegel der Cut-O�-Moden ebenfalls auf
einem geringeren Niveau statt. Zum Vergleich: die Spitzenpegel der Cut-On- und Transi-
tionsmoden liegen zwischen 120 dB und 160 dB - die der Cut-O�-Moden bei 80 dB bis 90
dB. Dominierender Faktor in der Ausprägung der Modenstreuung ist die Ausbreitungsfä-
higkeit der angeregten Streumoden. Die ausbreitungsfähigen Streumoden weisen in allen
betrachteten Fällen die höchsten Schallleistungspegel im Streuspektrum auf.

4.3.2 Streumoden am Verdichtereinlass

Für die nachfolgende Betrachtung wird für jede Schaufelpaar-Interaktion der Transport
ausgewählter Streumoden bis zum Verdichtereinlass an Analyseebene 1 simuliert. Um den
numerischen Aufwand handhabbar zu halten, werden nur ausbreitungsfähige Streumoden
mit einem Schallleistungspegel L−W,m ≈ 100 dB oder höher in die Simulationen mit ein-
bezogen. Die Simulationen werden für jede Schaufelpaar-Interaktion separat durchgeführt.
In den folgenden Abb. 4.37-4.43 sind die in Abschn. 4.2 diskutierten RSI-Moden mit den
resultierenden ausbreitungsfähigen Streumoden dargestellt. In den Tab. 4.1-4.7 sind den
Streumoden die jeweiligen Anregungsfrequenzen fm,Streu und deren Ursprung, d. h. die
anregende Mode und die Schaufelreihe in der gestreut wird, zugeordnet. Zudem ist angege-
ben, ob die Ursprungsmode am Ort der Streuung cut-on oder cut-o� ist. Die Diskussion der
Ergebnisse erfolgt in Ausbreitungsrichtung der Moden, stromauf von den hinteren Schau-
felreihen bis zum Verdichtereinlass.

Rotor 4 - Stator 4
Die Streuung der R4-S4-Interaktionsmoden erzeugt die Streumoden m = −3, m = 18 und
m = 22, deren Pegel am Verdichtereinlass über 100 dB liegen (s. Abb. 4.37) und die über
den Pegeln der RSI-Moden liegen, mit Ausnahme der RSI-Mode m = −5. Die Moden
m = 18 und m = 22 werden durch die Cut-On-Mode m = −5 an den Rotoren 1 und 2
angeregt (vgl. Tab. 4.1 und Abb. 4.29). Streumode m = −3 hingegen wird durch die Cut-
O�-Mode m = 31 an Stator 3 generiert. Sowohl Cut-On- als auch Cut-O�-Moden können
somit Streumoden generieren, die am Einlass des Verdichters einen Pegel aufweisen, der
vergleichbar mit dem der direkten RSI-Moden ist.
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Abbildung 4.37: R4-S4-Interaktionsmoden und Cut-On-Streumoden am Einlass des Ver-
dichters (Analyseebene 1)

Tabelle 4.1: Streumoden der R4-S4-Interaktion

mStreu -7 -6 -3 18

fm,Streu 5115 Hz 10230 Hz 5115 Hz 8910 Hz

Ursprung m=-41 (cut-o�)
Stator 3

m=62 (cut-o�)
Stator 3

m=31 (cut-o�)
Stator 3

m=-5 (cut-on)
Rotor 1

mStreu 22 24 24 36

fm,Streu 9570 Hz 9900 Hz 10230 Hz 17820 Hz

Ursprung m=-5 (cut-on)
Rotor 2

m=-5 (cut-on)
Rotor 3

m=-10 (cut-on)
Stator 3

m=-10 (cut-on)
Rotor 1

mStreu 44 48

fm,Streu 19140 Hz 19800 Hz

Ursprung m=-10 (cut-on)
Rotor 2

m=-10 (cut-on)
Rotor 3

Stator 3 - Rotor 4
Im Streuspektrum der S3-R4-Interaktion in Abb. 4.38 sind die beiden Moden m = −3 und
m = 20 dominant. Mode m = 20 ist die Streumode von m = −3 und wird durch diese
an Rotor 1 angeregt (s. Tab. 4.2 und Abb. 4.30). Der Pegel der Streumode L−W,20 = 137

dB liegt 10 dB über dem der Ursprungsmode L−W,−3 = 127. Alle Streumoden, deren Pe-
gel 100 dB übersteigen, werden durch die dominanten RSI-Moden m = −3 und m = −6
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4.3 Modenstreuung

an den Rotoren 1,2 und 3 angeregt (vgl. Abb. 4.30 und Abb. 4.32). Mode m = 21 wird
zusätzlich durch die Cut-O�-Mode m = 37 an Rotor 3 generiert. Ein Vergleich der Schall-
leistungspegel der durch die Transitionsmode m = 28 angeregten Mode m = −4 in Abb.
4.34 an ihrem Ursprungsort (S2) von L−W,−4 = 106 dB mit dem Schallleistungspegel am
Verdichtereintritt von L−W,−4 = 84 dB zeigt eine starke Dämpfung. Dennoch übersteigt der
Pegel den der Ursprungsmode L−W,28 = 77 dB am Verdichtereintritt.
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Abbildung 4.38: S3-R4-Interaktionsmoden und Cut-On-Streumoden am Einlass des Ver-
dichters (Analyseebene 1)
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Tabelle 4.2: Streumoden der S3-R4-Interaktion

mStreu -11 -8 -4 1

fm,Streu 15015 Hz 9900 Hz 10230 Hz 5775 Hz

Ursprung m=-40 (cut-o�)
Rotor 3

m=-37 (cut-o�)
Rotor 3

m=28 (cut-o�)
Stator 2

m=28 (cut-on)
Rotor 2

mStreu 17 18 20 21

fm,Streu 14025 Hz 19800 Hz 8910 Hz 14685 Hz

Ursprung m=-6 (cut-on)
Rotor 1

m=-40 (cut-o�)
Rotor 3

m=-3 (cut-on)
Rotor 1

m=-37 (cut-o�)
Rotor 3 und
m=-6 (cut-on)

Rotor 2

mStreu 23 24 24 26

fm,Streu 15015 Hz 9570 Hz 10230 Hz 9900 Hz

Ursprung m=-6 (cut-on)
Rotor 3

m=-3 (cut-on)
Rotor 2

m=-6 (cut-on)
Stator 1

m=-3 (cut-on)
Rotor 3

mStreu 40 47 48 50

fm,Streu 17820 Hz 24585 Hz 19140 Hz 19470 Hz

Ursprung m=-6 (cut-on)
Rotor 1

m=-40 (cut-o�)
Rotor 3

m=-6 (cut-on)
Rotor 2

m=-37 (cut-o�)
Rotor 3

mStreu 52 63

fm,Streu 19800 Hz 21615 Hz

Ursprung m=-6 (cut-on)
Rotor 3

m=-6 (cut-on)
Rotor 1

Rotor 3 - Stator 3
Die im Modenspektrum am Eintritt dominanten Streumoden (s. Abb. 4.39) m = 22 und
m = 18 werden durch die Cut-On-Mode m = −5 an Rotor 2 bzw. an Rotor 1 generiert
(s. Tab. 4.3). Die Streumode m = −3 wird durch die Transitionsmode m = 24 an Rotor
2 angeregt und weist ebenfalls einen Schallleistungspegel über 100 dB auf. Generell liegt
der Pegel der Streumoden auf oder über dem Niveau der Pegel der RSI-Moden und tragen
signi�kant zum Schallfeld am Verdichtereintritt bei.
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Abbildung 4.39: R3-S3-Interaktionsmoden und Cut-On-Streumoden am Einlass des Ver-
dichters (Analyseebene 1)

Tabelle 4.3: Streumoden der R3-S3-Interaktion

mStreu -8 -6 -3 -2

fm,Streu 9570 Hz 9570 Hz 5115 Hz 9570 Hz

Ursprung m=24 (cut-o�)
Stator 2

m=24 (cut-o�)
Stator 1

m=24 (cut-on)
Rotor 2

m=58 (cut-o�)
Stator 1

mStreu -1 1 13 17

fm,Streu 4785 Hz 5775 Hz 13365 Hz 14025 Hz

Ursprung m=29 (cut-o�)
Stator 1

m=24 (cut-on)
Rotor 1

m=-10 (cut-on)
Rotor 1

m=-10 (cut-on)
Rotor 2

mStreu 18 20 22 36

fm,Streu 8580 Hz 9570 Hz 9240 Hz 17160 Hz

Ursprung m=-5 (cut-on)
Rotor 1

m=-10 (cut-on)
Stator 1

m=-5 (cut-on)
Rotor 2

m=-10 (cut-on)
Rotor 1

mStreu 44

fm,Streu 18480 Hz

Ursprung m=-10 (cut-on)
Rotor 2
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Stator 2 - Rotor 3
Im Fall der Modenstreuung durch die Moden der S2-R3-Interaktion sind die Streumoden
mit den höchsten Pegeln am Verdichtereinlass auf die dominanten Cut-On-Moden m = −3
und m = −6 zurückzuführen (s. Abb. 4.40 und Tab. 4.4). Vor allem an den Rotoren wer-
den energiereiche Streumoden erzeugt. Dort werden die Cut-On-Moden in Moden höherer
Ordnung und in höhere Frequenzen als die Schaufelwechselfrequenzen (BPFS2−R3 = 4785
Hz und 2BPFS2−R3 = 9570 Hz) gestreut. Die Pegel der Streumoden liegen in der Gröÿen-
ordnung der S2-R3-Interaktionsmoden. Die höchsten Pegel weisen die RSI-Mode m = −3
mit L−W,−3 = 121 dB und ihre Streumode m = 20 mit L−W,20 = 123 dB auf.
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Abbildung 4.40: S2-R3-Interaktionsmoden und Cut-On-Streumoden am Einlass des Ver-
dichters (Analyseebene 1)

Tabelle 4.4: Streumoden der S2-R3-Interaktion

mStreu -36 -34 20

fm,Streu 9570 Hz 9570 Hz 8580 Hz

Ursprung m=-6 (cut-on)
Stator 1

m=26 (cut-on)
Rotor 1

m=-3 (cut-on)
Rotor 1

mStreu 24 40 48

fm,Streu 9240 Hz 17160 Hz 18480 Hz

Ursprung m=-3 (cut-on)
Rotor 2

m=-6 (cut-on)
Rotor 1

m=-6 (cut-on)
Rotor 2
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Rotor 2 - Stator 2
Das Pegelspektrum in Abb. 4.41 der RSI- und Streumoden am Eintritt zeigt keine klaren
Spitzen durch dominante Streu- oder RSI-Moden. Mit Ausnahme von Mode m = 27 liegen
die Schallleistungspegel im Bereich L−W,20 = 107 bis 129 dB. Die Streumode m = 18 weist
den höchsten Pegel der Streumoden auf und wird durch die Cut-On-Mode m = −5 am ers-
ten Rotor generiert (s. Tab. 4.5). Die Streumode m = −8 wird durch die Transitionsmode
m = 22 am ersten Stator angeregt, die dort nicht ausbreitungsfähig ist. Die Cut-O�-Mode
m = 27 regt im ersten Stator die Streumode m = −3 an, die am Verdichtereintritt noch
einen hohen Schallleisstungspegel über 100 dB aufweist. Es werden somit sowohl durch
Cut-On- als auch durch Cut-O�- und Transitionsmoden energiereiche Streumoden ange-
regt, die am Eintritt des Verdichters hohe Schallleistungspegel aufweisen.
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Abbildung 4.41: R2-S2-Interaktionsmoden und Cut-On-Streumoden am Einlass des Ver-
dichters (Analyseebene 1)

Tabelle 4.5: Streumoden der R2-S2 Interaktion

mStreu -8 -3 13

fm,Streu 8250 Hz 4455 Hz 12705 Hz

Ursprung m=22 (cut-o�)
Stator 1

m=27 (cut-o�)
Stator 1

m=-10 (cut-on)
Rotor 1

mStreu 18 36

fm,Streu 8250 Hz 16500 Hz

Ursprung m=-5 (cut-on)
Rotor 1

m=-10 (cut-on)
Rotor 1
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Stator 1 - Rotor 2
Die zwei Streumoden mit den höchsten Schallleistungspegeln am Verdichtereintritt m = 20
und m = 40 werden durch die dominanten Cut-On-Moden m = −3 und m = −6 am ersten
Rotor generiert (s. Abb. 4.42 und Tab. 4.6). Beide Streumoden weisen am Verdichterein-
tritt einen Schallleistungspegel über dem der Ursprungsmode auf: L−W,20 = 140 dB und
L−W,40 = 130 dB sind jeweils gröÿer als L−W,−3 = 132 dB und L−W,−6 = 119 dB. Damit ist
die Streumode m = 20 am Verdichtereintritt sogar energiereicher als die dominante Mode
der stromauf liegenden R1-S1-Interaktion (vgl. Abb. 4.43, m = 16) oder der durch IGV-
R1-Interaktion generierten Moden (vgl. Abb. 4.1). Die energiereichsten Moden am Eintritt
des Verdichters werden folglich nicht zwangsläu�g durch die Rotor-Stator-Interaktion der
vorderen Schaufelreihen erzeugt.
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Abbildung 4.42: S1-R2-Interaktionsmoden und Cut-On-Streumoden am Einlass des Ver-
dichters (Analyseebene 1)

Tabelle 4.6: Streumoden der S1-R2 Interaktion

mStreu -10 1 20 40

fm,Streu 8250 Hz 5115 Hz 8250 Hz 16500 Hz

Ursprung m=-33 (cut-o�)
Rotor 1

m=24 (cut-on)
Rotor 1

m=-3 (cut-on)
Rotor 1

m=-6 (cut-on)
Rotor 1

Rotor 1 - Stator 1
Die Moden der ersten Stufe können stromauf lediglich im Vorleitgitter gestreut werden. Die
in Abb. 4.43 dargestellten ausbreitungsfähigen Streumoden werden sowohl durch Cut-On-
als auch durch Cut-O�-Moden angeregt. Die Mode m = 20 ist mit L−W,20 = 125 dB die
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dominante Streumode. Sie wird durch die Cut-O�-Mode m = 46 angeregt (s. Tab. 4.7).
Der Mode m = 20 folgend, weisen die Moden m = −10 und m = −3 die zweithöchs-
ten Streumodenpegel am Verdichtereintritt auf: L−W,−10,−3 = 120 dB. Mode m = −3 wird
ebenfalls durch eine Cut-O�-Mode angeregt. Mode m = −10 wird durch die dominante
Cut-On-Mode m = 16 generiert. In Bezug auf die Modenstreuung am IGV kann für Stufe
1 beobachtet werden, dass vorwiegend die Cut-O�-Moden ausbreitungsfähige Streumoden
generieren.
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Abbildung 4.43: R1-S1-Interaktionsmoden und Cut-On-Streumoden am Einlass des Ver-
dichters (Analyseebene 1)

Tabelle 4.7: Streumoden der R1-S1-Interaktion

mStreu -3 1 12 -10

fm,Streu 3795 Hz 3795 Hz 7590 Hz 7590 Hz

Ursprung m=23 (cut-o�)
IGV

m=53 (cut-o�)
IGV

m=-14 (cut-on)
IGV

m=16 (cut-on)
IGV

mStreu -6 20 -2

fm,Streu 7590 Hz 7590 Hz 7590 Hz

Ursprung m=46 (cut-o�)
IGV

m=46 (cut-o�)
IGV

m=76 (cut-o�)
IGV

108



4.4 Kritische Betrachtung

Zusammenfassung
Die Analyse der Modenstreuung an den einzelnen Schaufelreihen hat gezeigt, dass die ge-
streuten Moden die Schallleistungspegel der anregenden RSI-Moden überschreiten können.
Dies gilt auch noch nach Transport der Streumoden durch die Schaufelreihen bis zum Ein-
tritt des Verdichters (s. Streuspektren S1-R1 Abb. 4.42, S2-R3 Abb. 4.40 und S3-R4 Abb.
4.38). Au�ällig ist, dass in diesen Fällen jeweils die Mode m = 20 die dominante Streu-
mode ist, die an den Rotoren mit verschiedenen Frequenzen (f20,Streu = 8250, 8580, 8910
Hz) angeregt wird. Dies entspricht einem Frequenzbereich, in dem lediglich die Radialmode
n = 0 ausbreitungsfähig ist.

Die Anregung energiereicher Streumoden erfolgt vor allem an den Rotoren der Ver-
dichterstufen, an denen auch eine Streuung in die Streufrequenzen nach Gl. (4.9) statt-
�ndet. Durch die Streuung in höhere Frequenzen können dort vermehrt ausbreitungsfähi-
ge Streumoden angeregt werden. In Abschn. 4.3.1 wird gezeigt, dass vor allem die aus-
breitungsfähigen Streumoden hohe Schallleistungspegel aufweisen und im Streuspektrum
dominant sind. Vorwiegend die dominanten Cut-On-Moden generieren an den Rotoren
Streumoden, die auch am Verdichtereinlass noch hohe Pegel aufweisen. Am Beispiel der
Modenstreuung durch die R1-S1- und R4-S4-Interaktionsmoden wird allerdings gezeigt,
dass auch die Streuung der Cut-O�-Moden oder Transitionsmoden Streumoden generiert,
die am Eintritt des Verdichters hohe Schallleistungspegel, in der Gröÿenordnung der direk-
ten RSI-Moden oder darüber aufweisen.

Das Niveau der Streumodenpegel folgt dem bereits in Abb. 4.27 beschriebenen Trend.
Allerdings zeigt die S3-R4-Interaktion und die Streuung der Moden in Abb. 4.38, dass auch
die hinteren Schaufelreihen Streumoden mit Schallleistungspegeln in der Gröÿenordnung
der vorderen Schaufelreihen generieren können.

4.4 Kritische Betrachtung

Das simulierte Ausbreitungsverhalten der akustischen Moden kann über die modalen Ant-
worten in Abhängigkeit vom Cut-On-Verhältnis und von den geometrischen Randbedin-
gungen im Strömungskanal plausibel nachvollzogen werden. Ein Vergleich mit den Ergeb-
nissen von Korte et al. (2005) zeigt, dass auch mit den in dieser Arbeit verwendeten Me-
thoden insbesondere das von Korte et al. (2005) beschriebene Cut-O�/Cut-On-Verhalten
von Transitionsmoden wiedergegeben werden kann. Dennoch existieren potentielle Unsi-
cherheitsfaktoren in den verwendeten Methoden, die in diesem Abschnitt diskutiert werden.

Re�exionen am Interface
Die Auswertung des Schallfeldes an AE 1 mittels RMA zeigt teilweise modale Anteile, die
stromab propagieren. Da am Einlass keine Einkopplung von Schallquellen statt�ndet, muss
es sich dabei um numerische Re�exionen handeln. Diese können wiederum an den Schaufel-
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4.4 Kritische Betrachtung

reihen re�ektiert werden und das in der vorliegenden Arbeit betrachtete stromauf laufende
modale Schallfeld überlagern. Somit können die Amplituden der Moden sowohl konstruktiv
als auch destruktiv beein�usst werden. Die physikalischen E�ekte der Modenstreuung und
der Cut-O�/Cut-On-Transition der Moden, auf denen der Fokus der vorliegenden Arbeit
liegt, bleiben davon aber unbeein�usst.

Drallansatz
In der Diskussion des Transportes der R3-S3-Interaktionsmoden in Abschn. 4.2 kann eine
verzögerte modale Antwort der Radialmoden festgestellt werden. Eine mögliche Ursache
für diesen E�ekt können Abweichungen zu den in Abschn. 2.1 getro�enen Modellannahmen
sein. Um eine analytische Lösung der Wellengleichung für durchströmte Ringkreiskanäle zu
erhalten, werden Modellannahmen getro�en, mit denen das Gleichungssystem analytisch
gelöst werden kann. Anhand der hergeleiteten Gleichungen wird das Schallfeld mittels RMA
zerlegt. Die Vereinfachung der Grundströmung erfolgt unter Annahme eine Festkörperwir-
bels (vgl. Abschn. 2.1.1). Besonders zwischen den Schaufelreihen herrscht allerdings ein
instationäres Strömungsfeld, das durch Wirbelstrukturen (durch Ablösungen, Radialspalte
an den Rotorspitzen etc.) und die Schaufelnachläufe geprägt ist und durch Annäherung an
das radiale Gleichgewicht zu einer radialen Umverteilung des Impulses führt. In den Axial-
spalten ist die Drallverteilung somit kein reiner Festkörperwirbel, sondern eine Kombinati-
on aus Potentialwirbel in der Auÿenströmung und Festkörperwirbel in der Kernströmung
(Rankine-Wirbel). Die azimutalen Mach-Zahlen hinter den Schaufelreihen im AV in Abb.
B.2 zeigen, dass besonders hinter den Rotoren die Annahme eines Festkörperwirbels die
azimutale Mach-Zahl überschätzen kann. Die Überschätzung der azimutalen Mach-Zahl
führt zu einer Überschätzung des Cut-On-Verhältnisses (s. Abschn. 2.2). Aufgrund der
Modellannahmen kann eine Mode somit bereits als ausbreitungsfähig vorhergesagt wer-
den, obwohl physikalisch die Cut-On-Grenze noch nicht erreicht ist.

Validierung
Da keine akustischen Validierungsdaten für den Hochgeschwindigkeits-Axialverdichter vor-
liegen, können die Ergebnisse dieser Arbeit nicht experimentell validiert werden. Ein Ver-
gleich mit den Ergebnissen von Korte et al. (2005) zeigt aber, dass auch hier das Cut-
O�/Cut-On-Verhalten der Moden gut wiedergegeben wird. Das numerische Modell ist
somit geeignet das Ausbreitungsverhalten der akustischen Moden zu modellieren. Unter
Berücksichtigung der oben genannten Faktoren bleibt eine Unsicherheit in Bezug auf die
absoluten Schallleistungspegel der einzelnen Moden.

Zukünftige Forschungsarbeiten sollten die oben genannten möglichen Unsicherheiten wie
im folgenden Kap. 5 beschrieben, berücksichtigen.
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5 Schlussfolgerungen und Ausblick

Schlussfolgerungen
Die in dieser Arbeit aufgestellte Arbeitshypothese besagt, dass durch die Cut-O�/Cut-
On-Transition und die Modenstreuung auch die hinteren Schaufelreihen eines mehrstu�-
gen Axialverdichters akustisch relevant sein können. Zur Prüfung der Arbeitshypothese
wird eine Bewertung der Anteile der Transitions- und Streumoden am Gesamtschallfeld
am Verdichtereinlass durchgeführt. Dazu muss der Transport und das Streuverhalten der
akustischen Moden durch alle Schaufelreihen untersucht werden. Das in dieser Arbeit ent-
wickelte numerische Modell erlaubt e�ziente akustische Simulationen mit direkter Kopp-
lung der Schaufelreihen untereinander. Dies ermöglicht eine umfassende Untersuchung des
Transportes und der Streuung der durch Rotor-Stator-Interaktion generierten akustischen
Moden stromauf durch alle Schaufelreihen bis zum Eintritt des mehrstu�gen Verdichters.

In der vorliegenden Arbeit erfolgt erstmals die Untersuchung des Transportes akusti-
scher Moden durch alle Schaufelreihen eines Axialverdichters. Mit den hier angewandten
Methoden zur Schalltransportberechnung kann die Cut-O�/Cut-On-Transition, die bereits
durch Korte et al. (2005) beschrieben wird, bestätigt werden. Die Azimutalmoden die zwi-
schen cut-on und cut-o� wechseln, werden in der vorliegenden Arbeit Transitionsmoden
genannt. Der Energiegehalt der Cut-On- und Transitionsmoden während des Transportes
durch die Verdichterstufen wird vor allem durch die Cut-O�/Cut-On-Transition bestimmt:
Die Dämpfung, der die akustischen Moden durch den Transport durch die Schaufelrei-
hen unterliegen, wird durch die Cut-O�/Cut-On-Transition einer Azimutalmode oder von
einzelnen Radialmodenordnungen überlagert. Dieser Mechanismus führt durch Wechsel-
wirkung mit dem aerodynamischen Feld zu einer Energieerhöhung der betrachteten Mode
und kann laut Korte et al. (2005) als schallanregender Mechanismus betrachtet werden.
Die Transitionsmoden können noch mit hohen Schallleistungspegeln, die auf dem Niveau
der RSI-Moden der vorderen Schaufelreihen liegen, den Verdichter am Eintritt verlassen.
Dies gilt auch für Cut-On-Moden der hinteren Schaufelreihen, die durch die Cut-O�/Cut-
On-Transition einzelner Radialmoden Schallleistung gewinnen können.

Ähnlich zur Cut-O�/Cut-On-Transition �ndet bei der Modenstreuung ebenfalls eine
Wechselwirkung mit dem aerodynamischen Feld statt, die zu einem Schallenergiegewinn
führt. Durch die Streuung der RSI-Moden an den Schaufelreihen entstehen energiereiche
Streumoden, die am Verdichtereinlass einen wesentlichen Anteil am Gesamtschallfeld aus-
machen können. In der vorliegenden Arbeit wird die Bedeutung der Modenstreuung am
Gesamtschallfeld am Verdichtereintritt erstmals quanti�ziert. Zudem erfolgt erstmals eine
Betrachtung der Modenstreuung und des Transportes der Streumoden durch alle Schaufel-
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reihen des Verdichters. Die Untersuchungen in dieser Arbeit zeigen, dass vor allem durch
die Modenstreuung an den Rotoren Streumoden generiert werden, die am Verdichtereinlass
Pegel in der Gröÿenordnung der RSI-Moden der vorderen Schaufelreihen aufweisen. Das
wird im Fall des hier untersuchten Axialverdichters insbesondere am Beispiel der Interakti-
on S3-R4 deutlich, die am ersten Rotor eine Streumode generiert, die am Verdichtereinlass
noch einen Schallleistungspegel auf dem Niveau der RSI-Moden der ersten vier Schaufel-
reihen aufweist.

Im klassischen Cut-O�-Design in der Auslegung von Triebwerkskomponenten werden
die Schaufelzahlen benachbarter Schaufelreihen so gewählt, dass die RSI-Moden nach Ty-
ler und Sofrin (1962) der Schaufelwechselfrequenz nicht ausbreitungsfähig sind. Allerdings
hat die Betrachtung der durch Transitionsmoden oder Cut-O�-Moden generierten Streu-
moden gezeigt, dass auch diese vor allem durch Streuung an den Rotoren aber auch an den
Statoren energiereiche Streumoden anregen können. Das gilt hier sowohl für die vorderen
Schaufelreihen am Beispiel der R1-S1-Interaktion, als auch für die letzte Stufe R4-S4. Beide
Beispiele zeigen, dass die durch Cut-O�-Moden generierten Streumoden am Verdichterein-
lass einen Schallleistungspegel in der Gröÿenordnung der RSI-Moden aufweisen können.

Ein Vergleich der resultierenden Modenspektren aller Schaufelpaarungen zeigt, dass auch
die hinteren Schaufelreihen Moden generieren, die durch Cut-O�/Cut-On-Transition oder
Modenstreuung am Verdichtereinlass hohe Schallleistungspegel aufweisen. Die in Abschn.
1.4 aufgestellte Arbeitshypothese kann mit der in dieser Arbeit durchgeführten numeri-
schen Untersuchung somit bestätigt werden.

Aus dieser Erkenntnis ergeben sich Konsequenzen für die aeroakustische Auslegung von
Verdichtern: eine Beschränkung auf die Dämpfung der ausbreitungsfähigen RSI-Moden ist
nicht ausreichend und sowohl Transitions- als auch Streumoden sind zu berücksichtigen.
Die Cut-On/Cut-O�-Transition und die Modenstreuung sind E�ekte, die vor allem durch
die Mehrstu�gkeit einer Turbomaschine an Bedeutung gewinnen. Daher sind die genannten
Mechanismen insbesondere für die hinteren Schaufelreihen relevant und bei der Vorhersage
des Schallfeldes zu berücksichtigen.

Ausblick
In zukünftigen Forschungsarbeiten können das existierende numerische Modell und die
verwendeten Methoden anhand der Erkenntnisse dieser Arbeit und der in Abschn. 4.4
beschriebenen methodischen Unsicherheiten verbessert werden. Eine Reduktion der Re�e-
xionen am Einlass der numerischen Domäne kann durch einen vorgesetzten Gitterblock
mit sukzessiver Vergröÿerung des Knotenabstandes erzielt werden. Diese bereits in der nu-
merischen Aeroakustik etablierte Methode wird auch �Sponge Layer� genannt. Durch die
Vergröberung des Gitters und die damit einhergehenden numerischen Dissipationse�ekte
werden die akustischen Wellen e�ektiv gedämpft und re�ektierte Anteile werden nicht zu-
rück in die Verdichterstufen transportiert.
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Die Zerlegung des Schallfeldes erfolgt anhand einer analytischen Zerlegung in die radialen
Modenanteile. Dazu werden die radialen Geschwindigkeitspro�le anhand vereinfachender
Modellannahmen approximiert. Numerische Methoden der Schallfeldzerlegung, die reale
radiale Geschwindigkeitspro�le berücksichtigen, können insbesondere zwischen den Schau-
felreihen zu einer Verbesserung der Vorhersagegenauigkeit führen.

Das numerische Modell dieser Arbeit konnte nicht anhand experimenteller Daten vali-
diert werden, da diese nicht vorliegen. Eine zukünftige experimentelle Versuchskampagne
am Hochgeschwindigkeits-Axialverdichter, die auf die Vermessung des akustischen Feldes
abzielt, könnte die in dieser Arbeit gewonnenen Ergebnisse weiter untermauern.

Weiterer Forschungsbedarf besteht in der Untersuchung des Ausbreitungsverhaltens der
Cut-O�-Moden. In Abschn. 4.2 wird gezeigt, dass diese nicht zwangsläu�g einer reinen
Dämpfung unterliegen und an spezi�schen Positionen im Kanal eine Erhöhung im Schall-
leistungspegel erfahren (s. Abb. 4.9, 4.15, 4.18). Weiterhin wird ein ähnliches Ausbreitungs-
verhalten harmonischer Cut-O�-Moden beobachtet. Da der Realteil des axialen Gruppen-
ausbreitungswinkels für alle Cut-O�-Moden identisch ist (φ±Gr,x = 90◦), sollte der Fokus
weiterer Untersuchungen auf dem Imaginärteil des axialen Gruppenausbreitungswinkels
und dessen Ein�uss auf das Ausbreitungsverhalten der Cut-O�-Moden liegen.

Die akustischen Untersuchungen in dieser Arbeit werden auf die erste und zweite Harmo-
nische der Schaufelwechselfrequenz limitiert. Zukünftige Untersuchungen sollten auch höhe-
re Harmonische mit einschlieÿen. Zwar können dann die angeregten RSI-Moden der höheren
Harmonischen den hörbaren Frequenzbereich des Menschen überschreiten (fm > 20 kHz),
aber vor allem die Frequenzstreuung der Moden an den Rotoren ist relevant für die Bewer-
tung des angeregten Schallfeldes, denn durch die Frequenzstreuung können Moden niedri-
gerer Frequenzen angeregt werden, die wieder im hörbaren Spektrum liegen.

Die akustischen Untersuchungen wurden hier auf die Interaktionsmoden benachbarter
Schaufelreihen begrenzt. Diese können auf nicht benachbarte Schaufelreihen erweitert wer-
den, da frühere Arbeiten wie z. B. von Walker (1971) und Milidonis et al. (2018) bereits
zeigen, dass vor allem die Modenanregung durch die Nachläufe und E�ekte wie Clocking re-
levant für die akustische Charakterisierung mehrstu�ger Turbomaschinen sind. Eine weitere
sinnvolle Erweiterung der hier gezeigten Arbeit stellt die Berücksichtigung der Re�exionen
der Moden an den stromabliegenden Schaufelreihen dar. Die Moden können sich mit den
re�ektierten Moden konstruktiv oder destruktiv überlagern und somit den Modentrans-
port, als auch die Modenstreuung beein�ussen.

Durch die Vorhersage der für das Gesamtschallfeld am Verdichtereintritt relevanten Mo-
den können in Zukunft die akustischen Liner im Eintritt der Triebwerksgondel besser an
die durch das Kerntriebwerk emittierten Töne angepasst werden. Denkbar ist auch eine
Dämpfung der Cut-On-, Cut-O�- und Transitionsmoden durch Liner direkt am Ort ihrer
Entstehung. Dadurch wird zusätzlich die Anregung energiereicher Streumoden verhindert,
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die wiederum mit hohen Schallleistungspegeln aus dem Triebwerk austreten können.
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A Netzkonvergenzstudie

Die Netzkonvergenzstudie wird anhand zweier repräsentativer integraler Gröÿen durchge-
führt. Die gewählten Bewertungsgröÿen sind das Totaldruckverhältnis πtot und der isen-
trope Wirkungsgrad ηis des Axialverdichters.

Das Totaldruckverhältnis ist de�niert als Verhältnis des Austrittsdruck im Di�usor des
Verdichters zum Eintrittsdruck

πtot =
ptot,aus

ptot,ein

. (A.1)

Der isentrope Wirkungsgrad bildet sich aus dem Totaldruckverhältnis πtot, den Totaltem-
peraturen am Eintritt Ttot,ein und am Austritt Ttot,aus und dem Isentropenexponenten κ:

ηis =
π
κ−1
κ

tot − 1
Ttot,aus
Ttot,ein

− 1
(A.2)

Die Ergebnisse der GCI-Studie für beide Gröÿen zeigt Tab. A.1.
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Tabelle A.1: Grid Convergence Index

Variable Wert bzgl. πtot Wert bzgl. ηis

r32 2 2
r21 1,51639778367694 1,51639778367694
fc,1 1,237339252 0,699913632
fc,2 1,237525358 0,700566904
fc,3 1,238259907 0,705826901
p 1,504449369 2,681489766
fe 1,23712553 0,699595561
Fs 1,25 1,25
GCI1 0,000215909 0,000568054
GCI2 0,000403858 0,001733137
GCI3 0,001145812 0,011118388
GCI2/(GCI1r

p
21) 0,999849614 0,999067509

EERE1 0,000172757 0,00045465
EERE2 0,000323191 0,001388435
EERE3 0,000916946 0,00890706
fe,p=1 1,236978859 0,698648576
GCI1,p=1 0,00036408 0,002259307
GCI2,p=1 0,000741953 0,009385251
GCI3,p=1 0,001483907 0,018770502
EERE1,p=1 0,000291349 0,001810718
EERE2,p=1 0,000441801 0,002745769
EERE3,p=1 0,001035626 0,010274586
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B Plausibilisierung

B.1 Vergleich der Aerodynamik
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Abbildung B.1: Absolute Mach-Zahl hinter den Schaufeln für Setup A (�) und
Setup B (- - -)
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Abbildung B.2: Azimutale Mach-Zahl hinter den Schaufeln für Setup A (�) und Setup
B (- - -)
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Abbildung B.3: Axiale Mach-Zahl hinter den Schaufeln für Setup A (�) und
Setup B (- - -)
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Abbildung B.4: Azimutaler Strömungswinkel hinter den Schaufeln für Setup A (�) und
Setup B (- - -)
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Abbildung B.5: Radialer Strömungswinkel hinter den Schaufeln für Setup A (�) und Setup
B (- - -)
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Abbildung B.6: Totaltemperatur hinter den Schaufeln für Setup A (�) und Setup B (- - -)
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B.2 Sensitivitätsanalyse
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die Moden s = −2, h = 2, n = 0
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C Modenstreuung

C.1 Rotor 4-Stator 4 Interaktion

Mode m = −5, fm = 5115 Hz

Tabelle C.1: Modenstreuung der Mode m = −5, fm = 5115 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -83 -57 -31 -5 21 47 73

Tabelle C.2: Modenstreuung der Mode m = −5, fm = 5115 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 74 51 -28 -5 18 41 64
fm,Streu 6270 Hz 2475 Hz 1320 Hz 5115 Hz 8910 Hz 12705 Hz 16500 Hz

Tabelle C.3: Modenstreuung der Mode m = −5, fm = 5115 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -95 -65 -35 -5 25 55 85

Tabelle C.4: Modenstreuung der Mode m = −5, fm = 5115 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 86 59 -32 -5 22 49 76
fm,Streu 8250 Hz 3795 Hz 660 Hz 5115 Hz 9570 Hz 14025 Hz 18480 Hz

Tabelle C.5: Modenstreuung der Mode m = −5, fm = 5115 Hz an Stator 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -101 -69 -37 -5 27 59 91
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C.1 Rotor 4-Stator 4 Interaktion

Tabelle C.6: Modenstreuung der Mode m = −5, fm = 5115 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 92 63 -34 -5 24 53 82
fm,Streu 9240 Hz 4455 Hz 330 Hz 5115 Hz 9900 Hz 14685 Hz 19470 Hz

Tabelle C.7: Modenstreuung der Mode m = −5, fm = 5115 Hz an Stator 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -107 -73 -39 -5 29 63 97

Mode m = −10, fm = 10230 Hz

Tabelle C.8: Modenstreuung der Mode m = −10, fm = 10230 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -88 -62 -36 -10 16 42 68

Tabelle C.9: Modenstreuung der Mode m = −10, fm = 10230 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 79 -56 -33 -10 13 36 59
fm,Streu 1155 Hz 2640 Hz 6435 Hz 10230 Hz 14025 Hz 17820 Hz 21615 Hz

Tabelle C.10: Modenstreuung der Mode m = −10, fm = 10230 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -100 -70 -40 -10 20 50 80

Tabelle C.11: Modenstreuung der Mode m = −10, fm = 10230 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 91 -64 -37 -10 17 44 71
fm,Streu 3135 Hz 1320 Hz 5775 Hz 10230 Hz 14685 Hz 19140 Hz 23595 Hz

Tabelle C.12: Modenstreuung der Mode m = −10, fm = 10230 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -106 -74 -42 -10 22 54 86
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Tabelle C.13: Modenstreuung der Mode m = −10, fm = 10230 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -97 -68 -39 -10 19 48 77
fm,Streu 4125 Hz 660 Hz 5445 Hz 10230 Hz 15015 Hz 19800 Hz 24585 Hz

Tabelle C.14: Modenstreuung der Mode m = −10, fm = 10230 Hz an Stator 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -112 -78 -44 -10 24 58 92

Mode m = 26, fm = 10230 Hz

Tabelle C.15: Modenstreuung der Mode m = 26, fm = 10230 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -52 -26 0 26 52 72 78

Tabelle C.16: Modenstreuung der Mode m = 26, fm = 10230 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 43 -20 3 26 49 72 95
fm,Streu 1155 Hz 2640 Hz 6435 Hz 10230 Hz 14025 Hz 17820 Hz 21615 Hz

Tabelle C.17: Modenstreuung der Mode m = 26, fm = 10230 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -64 -34 -4 26 56 86 116

Tabelle C.18: Modenstreuung der Mode m = 26, fm = 10230 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 55 -28 -1 26 53 80 107
fm,Streu 3135 Hz 1320 Hz 5775 Hz 10230 Hz 14685 Hz 19140 Hz 23595 Hz

Tabelle C.19: Modenstreuung der Mode m = 26, fm = 10230 Hz an Stator 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -70 -38 -6 26 58 90 122
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Tabelle C.20: Modenstreuung der Mode m = 26, fm = 10230 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 61 -32 -3 26 55 84 113
fm,Streu 4125 Hz 660 Hz 5445 Hz 10230 Hz 15015 Hz 19800 Hz 24585 Hz

Tabelle C.21: Modenstreuung der Mode m = 26, fm = 10230 Hz an Stator 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -76 -42 -8 26 60 94 128

Mode m = −41, fm = 5115 Hz

Tabelle C.22: Modenstreuung der Mode m = −41, fm = 5115 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -119 -93 -67 -41 -15 11 37

Tabelle C.23: Modenstreuung der Mode m = −41, fm = 5115 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 110 87 -64 -41 -18 5 28
fm,Streu 6270 Hz 2475 Hz 1320 Hz 5115 Hz 8910 Hz 12705 Hz 16500 Hz

Tabelle C.24: Modenstreuung der Mode m = −41, fm = 5115 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -131 -101 -71 -41 -11 19 49

Tabelle C.25: Modenstreuung der Mode m = −41, fm = 5115 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 122 95 -68 -41 -14 13 40
fm,Streu 8250 Hz 3795 Hz 660 Hz 5115 Hz 9570 Hz 14025 Hz 18480 Hz

Tabelle C.26: Modenstreuung der Mode m = −41, fm = 5115 Hz an Stator 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -137 -105 -73 -41 -9 23 55
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Tabelle C.27: Modenstreuung der Mode m = −41, fm = 5115 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 128 99 -70 -41 -12 17 46
fm,Streu 9240 Hz 4455 Hz 330 Hz 5115 Hz 9900 Hz 14685 Hz 19470 Hz

Tabelle C.28: Modenstreuung der Mode m = −41, fm = 5115 Hz an Stator 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -143 -109 -75 -41 -7 27 61

C.2 Stator 3-Rotor 4 Interaktion

Mode m = −3, fm = 5115 Hz

Tabelle C.29: Modenstreuung der Mode m = −3, fm = 5115 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -81 -55 -29 -3 23 49 75

Tabelle C.30: Modenstreuung der Mode m = −3, fm = 5115 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 72 49 -26 -3 20 43 66
fm,Streu 6270 Hz 2475 Hz 1320 Hz 5115 Hz 8910 Hz 12705 Hz 16500 Hz

Tabelle C.31: Modenstreuung der Mode m = −3, fm = 5115 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -93 -63 -33 -3 27 57 87

Tabelle C.32: Modenstreuung der Mode m = −3, fm = 5115 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 84 57 -30 -3 24 51 78
fm,Streu 8250 Hz 3795 Hz 660 Hz 5115 Hz 9570 Hz 14025 Hz 18480 Hz
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Tabelle C.33: Modenstreuung der Mode m = −3, fm = 5115 Hz an Stator 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -99 -67 -35 -3 29 61 93

Tabelle C.34: Modenstreuung der Mode m = −3, fm = 5115 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 90 61 -32 -3 26 55 84
fm,Streu 9240 Hz 4455 Hz 330 Hz 5115 Hz 9900 Hz 14685 Hz 19470 Hz

Mode m = −6, fm = 10230 Hz

Tabelle C.35: Modenstreuung der Mode m = −6, fm = 10230 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -84 -58 -32 -6 20 46 72

Tabelle C.36: Modenstreuung der Mode m = −6, fm = 10230 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 75 -52 -29 -6 17 40 63
fm,Streu 1155 Hz 2640 Hz 6435 Hz 10230 Hz 14025 Hz 17820 Hz 21615 Hz

Tabelle C.37: Modenstreuung der Mode m = −6, fm = 10230 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -96 -66 -36 -6 24 54 84

Tabelle C.38: Modenstreuung der Mode m = −6, fm = 10230 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 87 -60 -33 -6 21 48 75
fm,Streu 3135 Hz 1320 Hz 5775 Hz 10230 Hz 14685 Hz 19140 Hz 23595 Hz

Tabelle C.39: Modenstreuung der Mode m = −6, fm = 10230 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -102 -70 -38 -6 26 58 90
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Tabelle C.40: Modenstreuung der Mode m = −6, fm = 10230 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 93 -64 -35 -6 23 52 81
fm,Streu 4125 Hz 660 Hz 5445 Hz 10230 Hz 15015 Hz 19800 Hz 24585 Hz

Mode m = 28, fm = 10230 Hz

Tabelle C.41: Modenstreuung der Mode m = 28, fm = 10230 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -50 -24 2 28 54 80 106

Tabelle C.42: Modenstreuung der Mode m = 28, fm = 10230 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 41 -18 5 28 51 74 97
fm,Streu 1155 Hz 2640 Hz 6435 Hz 10230 Hz 14025 Hz 17820 Hz 21615 Hz

Tabelle C.43: Modenstreuung der Mode m = 28, fm = 10230 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -62 -32 -2 28 58 88 118

Tabelle C.44: Modenstreuung der Mode m = 28, fm = 10230 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 53 -26 1 28 55 82 109
fm,Streu 3135 Hz 1320 Hz 5775 Hz 10230 Hz 14685 Hz 19140 Hz 23595 Hz

Tabelle C.45: Modenstreuung der Mode m = 28, fm = 10230 Hz an Stator 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -68 -36 -4 28 60 92 124

Tabelle C.46: Modenstreuung der Mode m = 28, fm = 10230 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 59 -30 -1 28 57 86 115
fm,Streu 4125 Hz 660 Hz 5445 Hz 10230 Hz 15015 Hz 19800 Hz 24585 Hz
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Mode m = 31, fm = 5115 Hz

Tabelle C.47: Modenstreuung der Mode m = 31, fm = 5115 Hz am Vorleitgitter

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -47 -21 5 31 57 83 109

Tabelle C.48: Modenstreuung der Mode m = 31, fm = 5115 Hz an Rotor 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 38 15 8 31 54 77 100
fm,Streu 6270 Hz 2475 Hz 1320 Hz 5115 Hz 8910 Hz 12705 Hz 16500 Hz

Tabelle C.49: Modenstreuung der Mode m = 31, fm = 5115 Hz an Stator 1

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -59 -29 1 31 61 91 121

Tabelle C.50: Modenstreuung der Mode m = 31, fm = 5115 Hz an Rotor 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 50 23 4 31 58 85 112
fm,Streu 8250 Hz 3795 Hz 660 Hz 5115 Hz 9570 Hz 14025 Hz 18480 Hz

Tabelle C.51: Modenstreuung der Mode m = 31, fm = 5115 Hz an Stator 2

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu -65 -33 -1 31 63 95 127

Tabelle C.52: Modenstreuung der Mode m = 31, fm = 5115 Hz an Rotor 3

k = −3 k = −2 k = −1 k = 0 k = 1 k = 2 k = 3

mStreu 56 27 2 31 60 89 118
fm,Streu 9240 Hz 4455 Hz 330 Hz 5115 Hz 9900 Hz 14685 Hz 19470 Hz
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