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Zusammenfassung

In der vorliegenden Arbeit werden die durch Schwappen induzierten mechanischen Belastungen auf vier
dünnwandige kapazitive Rohrsensoren im vorderen LH2-Tank der DLH-25 numerisch untersucht. Hierzu wird
in COMSOL Multiphysics ein dreidimensionales Zweiphasenströmungsmodell aufgebaut, bei dem die Pha-
sengrenze zwischen flüssigem und gasförmigem Wasserstoff mit der Level-Set-Methode beschrieben wird.
Als transienter Lastfall wird ein Startabbruch betrachtet. Für LH2-Füllstände von 30 %, 50 % und 80 % wer-
den die aus der Schwappbewegung resultierenden dynamischen Einspannmomente an vier Sensorpositio-
nen bestimmt und in lokalen Sensorkoordinaten hinsichtlich Biegebeanspruchung ausgewertet. Die Ergeb-
nisse zeigen eine ausgeprägte Abhängigkeit der lokalen Sensorbelastung von Sensorposition und Füllstand.
Während die maximalen dynamischen Einspannmomente bei drei Sensorpositionen mit zunehmendem Füll-
stand abnehmen, zeigt eine Sensorposition einen gegenläufigen Trend. Die Belastung wird dabei überwiegend
durch Biegung bestimmt. Obwohl die absoluten Momentenwerte vergleichsweise gering erscheinen, stellen die
schwappinduzierten Lasten gegenüber dem durch das Sensoreigengewicht verursachten Biegemoment einen
relevanten zusätzlichen Lastanteil dar. Die Ergebnisse liefern damit eine quantitative Grundlage für die nachfol-
gende strukturmechanische Bewertung der Sensoren und ihrer Befestigungen unter kryogenen Bedingungen.
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1. EINLEITUNG

Die exakte Erfassung des Füllstandes kryogener
Flüssigkeiten, wie flüssigem Wasserstoff (LH2), ist
von entscheidender Bedeutung für den sicheren
Betrieb luftfahrttechnischer Systeme. Insbesondere
während transienter Flugphasen, wie einem Start-
abbruch (Rejected Take-Off, RTO), treten durch
abrupte Beschleunigungsänderungen komplexe hy-
drodynamische Phänomene auf, die als Schwappen
bezeichnet werden. Diese erzeugen instationäre
Druck- und Geschwindigkeitsfelder innerhalb des
Tanks, welche mechanische Belastungen auf die
eingebauten Sensorstrukturen induzieren. Ein Star-
tabbruch (Rejected Take-Off, RTO) stellt einen
sicherheitsrelevanten transienten Lastfall dar, bei
dem infolge der abrupten Änderung der Längsbe-
schleunigung ausgeprägte Schwappbewegungen in
teilweise gefüllten Tanks auftreten können [1], [2].
Die daraus resultierenden instationären Fluidlasten
können insbesondere für im Tank angeordnete Sen-
sorstrukturen mechanisch relevant sein. Im Rahmen
der vorliegenden Arbeit erfolgt eine numerische
Untersuchung des Schwappverhaltens im vorderen
Tank der DLH-25, vgl. Bild 1.

BILD 1. Abbildung erstellt durch den Autor; 3D-Daten
mit freundlicher Unterstützung von M. Kotzem
et al. (DLR-SL) [3]

Der Fokus der Untersuchung liegt auf kapazitiven
Rohrsensoren, die paarweise unter einem Winkel
von 45◦ an den Polkappen des LH2-Tanks instal-
liert sind und der Füllstandsmessung dienen, vgl.
Bild 2. Die zugrunde liegende numerische Analyse
basiert auf transienten Strömungssimulationen in
COMSOL Multiphysics unter Verwendung der Navier-
Stokes-Gleichungen für laminare, inkompressible
und instationäre Strömungen. Die Phasengren-
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ze zwischen Flüssigkeit und Gas wird mittels der
Level-Set-Methode modelliert. Der in der Analyse
fokussierte Lastfall des Startabbruchs wurde auf
Basis der verfügbaren Daten der DLH-25 parametri-
siert [3], [4]. Die resultierenden dynamischen Lasten
wurden zur Berechnung der Momentverteilungen
auf die Sensoren herangezogen. Die vorliegende
Untersuchung zielt darauf ab, die während eines
Startabbruchs auftretenden Sensorlasten zu quanti-
fizieren und den Einfluss des Füllstandes sowie der
Sensorposition zu bewerten. Die Ergebnisse dienen
als Grundlage für eine nachfolgende strukturelle
Bewertung der Sensoren und ihrer Befestigungen.

BILD 2. Tankmodell mit den kapazitiven Rohrsensoren
1-4. Orange (Sensor 1), Magenta (Sensor 2),
Grün (Sensor 3), Blau (Sensor 4)

2. STAND DER TECHNIK

Das Schwappen bezeichnet die relativen Flüssig-
keitsbewegungen in teilweise gefüllten Behältern,
die infolge äußerer Anregungen, bspw. durch Be-
schleunigungen, strukturelle Schwingungen oder
seismische Ereignisse, auftreten. Charakteristisch
ist die Ausbildung einer frei beweglichen Flüssig-
keitsoberfläche, deren Dynamik zu erheblichen
hydrodynamischen Kräften und Druckimpulsen auf
die Tankwände führen kann. Diese Beanspruchun-
gen stellen in zahlreichen Ingenieuranwendungen
ein zentrales Sicherheits- und Auslegungsproblem
dar. Für viele technische Systeme kann die Flüssig-
keitsbewegung in guter Näherung als nicht-viskos,
inkompressible, und drehungsfreie Strömung be-
schrieben werden, sodass die Potentialtheorie zur
Anwendung kommt. Nagashima [5] zeigt, dass die
freien Oberflächenbewegungen in starren Behäl-
tern mit linearem Potentialflussmodell hinreichend
präzise erfasst werden können, solange die Wellen-
amplituden klein bleiben und keine ausgeprägten
nichtlinearen Effekte auftreten.

Unter diesen Annahmen lassen sich die Eigenfre-
quenzen und Eigenmoden der freien Oberfläche
bestimmen, die das Schwingungsverhalten maßgeb-
lich prägen. Für stark nichtlineare Phänomene, wie
Wellenbrechen, Jet-Bildung oder Aufprallereignisse,
reichen lineare Beschreibungen jedoch nicht mehr
aus. In solchen Fällen kommen CFD-Verfahren zum
Einsatz, die auch phasengetrennte, turbulente und
transient stark nichtlineare Vorgänge abbilden kön-
nen. Dies wird u. a. in den Arbeiten von Lee et al. [6]
für LNG-Tanks sowie in Firoozkoohis [7] Untersu-
chungen zu freier Oberflächenfragmentierung und
Jet-Impact bestätigt.
Bei experimentellen und numerischen Studien spie-
len dimensionslose Kennzahlen eine zentrale Rolle.
Das Froude-Gesetz dient üblicherweise als Grundla-
ge für die Modellskalierung. Lee et al. [6] zeigen, dass
dabei nicht alle Parameter skalengetreu übertragen
werden können, insbesondere Viskosität, Dichtever-
hältnis zwischen Flüssigkeit und Gasphase sowie
Ullage-Gas-Kompressibilität bleiben ungematcht und
müssen hinsichtlich ihrer Sensitivität geprüft werden.
Während Viskosität und Dichteverhältnis geringe
Einflüsse auf die Druckspitzen zeigen, kann die Kom-
pressibilität des Gaspolsters eine erhebliche Rolle
spielen. Die stärksten Belastungen treten häufig bei
Resonanzanregung auf, wenn die äußere Anregungs-
frequenz einer natürlichen Schwapp-Eigenfrequenz
entspricht. Zhao et al. [8] zeigen für rechteckige
LNG-Tanks unter erzwungener Bewegung, dass be-
sonders die erste Eigenmode das Antwortverhalten
dominiert und nichtlineare Effekte wie Wellenüberhö-
hung und Instabilitäten schnell auftreten können. Zur
Reduktion der Schwapp-Bewegung werden häufig
Baffles und Screens eingesetzt. Wang et al. analy-
sieren bafflebewehrte zylindrische Tanks und zeigen,
dass die erste Schwapp-Masse häufig ausreicht, um
das dynamische Verhalten des Systems hinreichend
genau zu beschreiben. Die Position und Länge der
Baffles beeinflussen Schwapp-Massen und Kräfte
signifikant [9]. Nichtlineare Effekte verstärken sich
insbesondere bei hohen Füllständen, großen Anre-
gungsamplituden, geometrischen Diskontinuitäten
wie Baffles oder Screens und transienten Lastimpul-
sen. In Firoozkoohis [7] Experimenten an Tanks mit
Screens wurden zahlreiche Wall-Impact-Ereignisse,
Überströmen, Wellenbrechen und fragmentierende
Strukturen dokumentiert. Diese erzeugen kurzzei-
tige, lokal sehr hohe Druckimpulse, welche für die
Strukturintegrität kritisch werden können.
In der Raumfahrt stellt Schwappen eine wesent-
liche Herausforderung dar, da die Tank-Dynamik
die Regelung, Stabilität und strukturelle Belastung
von Flugkörpern beeinflusst. Die klassische NASA
Monographie The Dynamic Behavior of Liquids in
Moving Containers [10] hebt hervor, dass Schwap-
pen zu Kopplungseffekten zwischen Flüssigkeit und
Struktur, Veränderungen der Eigenfrequenzen von
Raumfahrzeugen und Stabilitätsverlusten in La-
geregelungssystemen führen kann. Insbesondere
Lateralschwappen kann für „limit-cycle oscillations“ in
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Regelkreisen verantwortlich sein. Bei modernen An-
wendungen wie flüssigem Wasserstoff in Kryotanks
müssen zusätzlich Tieftemperaturbedingungen,
Druckaufbau der Gasphase und intermittierende
Lastfälle berücksichtigt werden [11]. In der vor-
liegenden Studie werden die Lasten durch den
Schwappvorgang auf dünnwandige, lange kapazitive
Rohrsensoren untersucht.

3. THEORETISCHE GRUNDLAGEN

Die Bewegung von Flüssigkeiten wird durch die
Navier-Stokes-Gleichungen beschrieben, die aus den
Erhaltungssätzen für Impuls, Masse und Energie
abgeleitet werden [12]. In jedem Punkt des Strö-
mungsfeldes werden diese Gleichungen simultan
erfüllt. Für eine inkompressible, instationäre, dreidi-
mensionale Strömung lautet die Impulserhaltung:

(1) ρ
∂u

∂t
+ ρ (u · ∇)u = ∇ · [−pI+K] + F+ ρg

•
∂u

∂t
: lokale Beschleunigung,

• (u · ∇)u: konvektive Beschleunigung,
• −pI: isotroper Druckanteil,
• K: viskoser Spannungstensor,
• F: externe Volumenkraft,
• ρg: Gravitationskraft.
• u: Geschwindigkeitsfeld.
Der viskose Spannungstensor K eines Newton’schen
Fluids ergibt sich aus der linearen Beziehung zwi-
schen Spannung und Geschwindigkeitsgradient,
wie in der folgenden Gleichung dargestellt. Der
Spannungstensor beinhaltet die durch die Viskosität
induzierten Normal- und Schubspannungen.

(2) K = µ
(
∇u+ (∇u)

T
)

Für die Massenerhaltung gilt:

(3)
∂ρ

∂t
+∇ · (ρu) = 0

Für die als inkompressibel angenommenen Ein-
zelphasen wird die Dichte entlang der jeweiligen
Fluidbewegung als konstant betrachtet. Die lokale
Dichte des Zweiphasensystems variiert jedoch in
Abhängigkeit von der Phasenverteilung. Für das
Geschwindigkeitsfeld gilt unter dieser Annahme
die Divergenzfreiheit. Dadurch vereinfacht sich die
Massenerhaltung zu [13]:

(4) ∇ · u = 0

Die verwendete Laminar-Flow-Schnittstelle löst das
Geschwindigkeitsfeld u und das Druckfeld p. Zur Sta-
bilisierung der konvektionsdominierten Strömungs-
gleichungen werden konsistente Streamline- und

Crosswind-Stabilisierungsverfahren eingesetzt. Die
genaue Form der Stabilisierung hängt unter anderem
von der gewählten Ordnung der Ansatzfunktionen ab.
Zur Beschreibung der Phasengrenze zwischen
Flüssig- und Gasphase wird die Level-Set-Methode
verwendet [14–20]. Sie ermöglicht die Abbildung
einer bewegten Phasengrenze auf einem ortsfesten
numerischen Gitter. Hierzu wird die kontinuierliche
Level-Set-Variable ϕ eingeführt, die in der einen Pha-
se Werte nahe null und in der anderen Phase Werte
nahe eins annimmt. Innerhalb einer Übergangszone
zwischen den beiden Phasen erfolgt ein stetiger
Übergang der Level-Set-Variable. Die Laminar-Flow-
und Level-Set-Schnittstellen werden über die vorde-
finierte Zweiphasenströmungskopplung miteinander
gekoppelt. Die Level-Set-Variable ϕ wird durch diese
Transportgleichung beschrieben:

(5)
∂ϕ

∂t
+ u · ∇ϕ = γ∇ ·

(
εls∇ϕ− ϕ(1− ϕ)

∇ϕ

|∇ϕ|

)
Die linke Seite von Gl. (5) beschreibt den zeitlichen
und konvektiven Transport der Phasengrenze. Die
Terme auf der rechten Seite dienen der Reinitialisie-
rung und Stabilisierung der Level-Set-Funktion. Der
Parameter εls bestimmt die charakteristische Dicke
der Übergangszone, während γ die Geschwindig-
keit der Reinitialisierung beeinflusst. Die Wahl des
Parameters orientiert sich daher an der räumlichen
Diskretisierung und der zu erwartenden Strömungs-
geschwindigkeit [20].

4. MODELLBILDUNG

Das numerische Modell bildet den vorderen LH2-Tank
der DLH-25 einschließlich der vier kapazitiven Rohr-
sensoren ab. Der Tank besitzt eine Länge und einen
charakteristischen Durchmesser von jeweils etwa 4m
und wird an beiden Enden durch Polkappen abge-
schlossen. In der vorliegenden Untersuchung wird
ausschließlich der aus Aluminium bestehende Innen-
tank berücksichtigt. Der Außentank, die thermische
Isolation sowie mögliche Befestigungsstrukturen
werden nicht abgebildet.
Die vier Sensoren werden als zylindrische Rohrstruk-
turen modelliert. Die Sensoren sind paarweise an
den beiden Polkappen angeordnet und gegenüber
der Tanklängsachse um jeweils 45◦ geneigt, vgl.
Bild 2.
Das Tankvolumen enthält sowohl flüssigen als auch
gasförmigen Wasserstoff. Die Phasengrenze zwi-
schen flüssigem und gasförmigem Wasserstoff wird
über die Level-Set-Variable ϕ beschrieben. Die unter-
suchten Anfangsfüllstände betragen 30 %, 50 % und
80 % des Tankvolumens.

4.1. Stoffwerte

Für die flüssige und gasförmige Wasserstoffphase
werden Stoffwerte nach Tab. 1 verwendet. Ein Stoff-
oder Energieaustausch zwischen den beiden Phasen
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sowie Verdampfungs- und Kondensationsvorgänge
werden im vorliegenden Modell nicht berücksichtigt.

TAB 1. Verwendete Stoffwerte der Wasserstoffphasen

Phase Dichte ρ Dyn.
Viskosität µ

in kgm−3 in Pa s

LH2 71, 1067 1,3489 · 10−5

GH2 1, 2815 1,128 · 10−6

4.2. Anfangs- und Randbedingungen

Als Lastfall wird ein Startabbruch der DLH-25 be-
trachtet. Aus den verfügbaren Flugzeugdaten wurde
ein zeitabhängiges Verzögerungsprofil abgeleitet,
das im tankfesten Koordinatensystem als äußere An-
regung des Fluids vorgegeben wird, vgl. Bild 3. Der
vollständige Bremsvorgang besitzt eine Dauer von
18,9 s. Die konstante Bremsbeschleunigung wurde
aus der maximalen Abflugmasse, der kinetischen
Energie der DLH-25 zu Beginn des Startabbruchs
und dem verfügbaren Bremsweg abgeleitet. Zur
Abbildung der transienten Übergänge wird die Ver-
zögerung während einer Reaktionszeit von 1 s linear
auf den berechneten Bremswert erhöht und nach
Erreichen des Stillstands innerhalb einer weiteren
Sekunde linear auf null reduziert. Im vorliegenden
Beitrag wird die frühe Phase bis t = 6 s ausge-
wertet, in der bereits ausgeprägte und abklingende
Schwappbewegungen auftreten. Sämtliche im Fol-
genden angegebenen Maximalwerte beziehen sich
daher auf dieses Auswertungszeitfenster und stellen
nicht notwendigerweise die globalen Maxima des
vollständigen Bremsvorgangs dar.
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BILD 3. Kinematische Längsbeschleunigung der DLH-
25 während des Startabbruchs. Die im tank-
festen Bezugssystem auf das Fluid wirkende
Trägheitsbeschleunigung besitzt die entgegen-
gesetzte Richtung.

Die Bewegung des Flugzeugs wird nicht durch
bewegte Tankwände, sondern durch eine äqui-
valente Volumenkraftbeschleunigung des Fluids
berücksichtigt. Diese Trägheitsbeschleunigung wirkt
entgegengesetzt zur kinematischen Beschleunigung
des Tanks.

Zur Initialisierung wird zunächst die Vorwärtsbe-
schleunigung des Flugzeugs berücksichtigt. Da diese
in positiver x-Richtung wirkt, wird auf das Fluid eine
Trägheitsbeschleunigung in negativer x-Richtung
aufgebracht. Unter zusätzlicher Berücksichtigung der
Gravitation ergibt sich für den Initialisierungszustand

(6) aVF,init = −aV ex − g ez,

wobei aV den Betrag der Vorwärtsbeschleuni-
gung bezeichnet. Die anfängliche Phasengrenze
wird entsprechend der resultierenden effektiven
Beschleunigungsrichtung ausgerichtet. Die Anfangs-
geschwindigkeit beider Phasen wird zu

(7) u(x, y, z) = 0

gesetzt.
Während des Startabbruchs wirkt die kinematische
Beschleunigung des Flugzeugs in negativer x-
Richtung. Die äquivalente Trägheitsbeschleunigung
des Fluids zeigt daher in positive x-Richtung. Der
in COMSOL vorgegebene Volumenkraftbeschleuni-
gungsvektor lautet

(8) aVF(t) = aB(t) ex − g ez,

wobei aB(t) den positiven Betrag der zeitabhängigen
Bremsbeschleunigung bezeichnet. Durch die Ände-
rung der Beschleunigungsrichtung wird die anfangs
ausgelenkte Flüssigphase aus ihrer Gleichgewichts-
lage bewegt und schwappt zunächst in Richtung der
vorderen Polkappe.
An sämtlichen Tankinnenflächen sowie an den
Oberflächen der vier Rohrsensoren wird eine Haft-
bedingung (No Slip) vorgegeben. Da die festen
Begrenzungsflächen im tankfesten Koordinatensy-
stem ruhen, gilt

(9) u = 0 auf ΓW,

wobei ΓW die Tankinnenflächen und die Sensorober-
flächen umfasst.
Die Reynoldszahl wird auf Grundlage des Sensor-
durchmessers dS und einer lokalen charakteristischen
Strömungsgeschwindigkeit US bestimmt:

(10) ReS =
ρUSdS

µ
.

Abhängig von Sensorposition, Phase und Zeitpunkt
ergeben sich Werte im Bereich

(11) 0 ≤ ReS ≤ 70000.

Die lokale Reynolds-Zahl erreicht Werte bis etwa
70000. Aufgrund der instationären Umströmung der
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zylindrischen Sensoren können dabei Ablösungen
und Wirbelstrukturen auftreten. Die Verwendung der
Laminar-Flow-Schnittstelle stellt daher eine Modell-
vereinfachung dar, deren Einfluss in weiterführenden
Untersuchungen durch den Vergleich mit einem
geeigneten Turbulenzmodell zu bewerten ist.

TAB 2. Geometrische, thermodynamische und numeri-
sche Parameter des Tankmodells

Parameter Symbol Wert
Tanklänge LT 4m

Tankdurchmesser DT 4m

Sensorlänge LS 2,5m

Sensordurchmesser dS 22mm

Tankinnendruck p0 3 bar(a)

Temperatur T0 20K

Füllstände – 30%, 50%, 80%

Zeitschrittweite ∆t 1ms

Auswertungszeitraum taus 0–6 s
Reynolds-Zahl ReS 0− 70000

4.3. Bestimmung der dynamischen Einspannmo-
mente

Zur isolierten Bewertung des strömungsinduzierten
Lastanteils wird aus dem lokalen Geschwindigkeits-
feld der dynamische Druck

(12) pdyn = 0.5ρ(u2
x + u2

y + u2
z)

bestimmt. Dieser wird als normal zur Sensoroberflä-
che wirkende Flächenlast angesetzt.
Zunächst wird das resultierende Moment bezüglich
der jeweiligen Sensoreinspannung bestimmt. Für
einen Sensor i ergibt sich der globale Momentenvek-
tor aus der Integration der durch den dynamsichen
Druck hervorgerufenen Flächenlast über die Senso-
roberfläche Ai zu

(13) Mglobal,i(t) = −
∫
Ai

ri × [pdyn(x, y, z, t)n] dAi,

wobei ri den Ortsvektor bezüglich der Einspannung
des jeweiligen Sensors, n den nach außen gerichte-
ten Normalenvektor der Sensoroberfläche und pdyn
den für die dynamische Auswertung verwendeten
Druckanteil bezeichnet. Der globale Momentenvektor
kann durch

(14) Mglobal,i(t) =

Mx(t)

My(t)

Mz(t)


beschrieben werden.
Da die vier Sensoren gegenüber dem globalen Ko-
ordinatensystem des Tanks geneigt angeordnet sind,

können die globalen Momentenkomponenten nicht
direkt als Torsions- beziehungsweise Biegemomente
interpretiert werden. Der globale Momentenvek-
tor wird daher für jeden Sensor in dessen lokales
Sensorkoordinatensystem transformiert:

(15) Mlokal,i(t) = RiMglobal,i(t),

wobei Ri die sensorspezifische Rotationsmatrix
beschreibt. Die lokale x′-Achse entspricht der
Längsachse des jeweiligen Rohrsegments. Damit
ergibt sich

(16) Mlokal,i(t) =

Mx′(t)

My′(t)

Mz′(t)

 ,

wobei Mx′ das Torsionsmoment um die Sensor-
längsachse und My′ sowie Mz′ die beiden lokalen
Biegemomentkomponenten darstellen.
Als skalare Vergleichsgröße zwischen den Sensorpo-
sitionen und Füllständen wird der Betrag des dynami-
schen lokalen Momentenvektors verwendet:

(17) Mdyn,res(t) =
√

M2
x′(t) +M2

y′(t) +M2
z′(t).

Der maximale dynamische Momentenbetrag inner-
halb des untersuchten Zeitintervalls wird entspre-
chend durch

(18) Mdyn,res,max = max
0≤t≤6 s

Mdyn,res(t)

bestimmt. Diese Größe wird im Folgenden als zentra-
le Vergleichsgröße für die mechanische Sensorbela-
stung verwendet. Die viskosen Schubkräfte leisten im
betrachteten Lastfall nur einen vernachlässigbar klei-
nen Beitrag zur resultierenden Sensorbelastung. Sie
werden daher bei der Bestimmung der dynamischen
Einspannmomente nicht berücksichtigt.

5. NUMERISCHE LÖSUNG DES MODELLS

Die numerische Lösung erfolgt in COMSOL Multi-
physics 6.3 unter Verwendung einer stabilisierten
Finite-Element-Formulierung. Zum Einsatz kommen
die Physikschnittstellen Laminar Flow und Level Set,
die über die vordefinierte Zweiphasenströmungs-
kopplung miteinander verbunden werden.
Schwappvorgänge sind insbesondere im Bereich
der freien Oberfläche stark konvektionsdominiert.
Bei einer klassischen Galerkin-Finite-Element-
Diskretisierung können daher unphysikalische nu-
merische Oszillationen auftreten. Zur Stabilisierung
wurden die in COMSOL verfügbaren konsistenten
Verfahren der Streamline Diffusion und Crosswind
Diffusion verwendet.
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Die Streamline-Stabilisierung wirkt überwiegend
in Richtung der lokalen Strömung und reduziert
numerische Oszillationen entlang der Stromlinien.
Die Crosswind-Stabilisierung ergänzt eine lösungs-
abhängige Stabilisierung quer zur lokalen Strö-
mungsrichtung. Beide Verfahren sind konsistente
Stabilisierungen der zugrunde liegenden Transport-
gleichungen. Bei einer Interpolation gleicher Ordnung
für Druck und Geschwindigkeit ist insbesondere die
Streamline-Stabilisierung erforderlich.
Für die Voruntersuchungen wurde zunächst eine Dis-
kretisierung erster Ordnung für Druck, Geschwindig-
keit und Level-Set-Variable verwendet. Zur Verringe-
rung der numerischen Dissipation wurden die finalen
Berechnungen anschließend mit einer Diskretisierung
zweiter Ordnung durchgeführt. Die höhere Diskreti-
sierungsordnung ermöglicht eine genauere Abbildung
räumlicher Gradienten, führt jedoch zu einem deutli-
chen Anstieg der Freiheitsgrade und der Rechenzeit.
Zur Überprüfung der numerischen Unabhängigkeit
der Lösung wurden sowohl die räumliche als auch
die zeitliche Diskretisierung schrittweise verfeinert.
Die Ergebnisse der Gitterstudie und die zugehöri-
gen Rechenzeiten sind in Tab. 3 zusammengefasst.
Die relativen Abweichungen bei der zeitlichen und
räumlichen Verfeinerung sind in Bild 6 bzw. Bild 7
dargestellt.

TAB 3. Gittergrößen und zugehörige Rechenzeiten

Gitter Freiheitsgrade Rechenzeit
og 2 000 000 15 h

fine1 8 700 000 84 h

fine2 13 000 000 120 h

fine3 17 300 000 189, 6 h

fine4 23 200 000 247, 2 h

Anmerkung: Die Rechenzeiten beziehen sich auf die jeweili-
ge Gesamtrechnung unter Verwendung identischer Solver- und
Hardwareeinstellungen. Zur Verwendung kam ein AMD Ryzen 7
PRO 8840HS w/ Radeon 780M Graphics und 64GB DDR5 RAM
mit 5600MT/s CL46

5.1. Lösungsverifikation

Die Verifikation erfolgt anhand der resultierenden
Fluidkraft Fres als Referenzgröße des transienten
Strömungsfeldes. Da die Einspannmomente erst im
Rahmen der weiterführenden Lastenauswertung als
maßgebende Bewertungsgröße eingeführt wurden,
wurde die bereits durchgeführte Diskretisierungs-
studie nicht erneut auf Basis der Momentenresultie-
renden durchgeführt. Die dargestellte Konvergenz
ist daher als Verifikation der zugrunde liegenden
Fluidlasten und nicht als unmittelbarer Nachweis der
Diskretisierungsunabhängigkeit der Einspannmo-
mente zu verstehen.
Da für das betrachtete dreidimensionale Zweiphasen-
problem keine exakte Referenzlösung vorliegt, wird
kein absoluter Diskretisierungsfehler bestimmt. Statt-
dessen werden die Ergebnisse zweier aufeinanderfol-
gender Verfeinerungsstufen miteinander verglichen.

Für eine feinere Lösung F f
res und eine gröbere Lösung

F g
res wird die punktweise relative Abweichung nach

(19) δrel(t) =
F f
res(t)− F g

res(t)

F g
res(t)

· 100%

berechnet. Die jeweils gröbere Lösung dient somit
als Bezugsgröße. Bei sehr kleinen Werten der Be-
zugsgröße kann die relative Abweichung aufgrund
des kleinen Nenners stark anwachsen. Werte mit

(20) |F g
res(t)| < 10−12 N

werden daher von der relativen Auswertung aus-
geschlossen. Einzelne starke Ausschläge der dar-
gestellten relativen Abweichungen können dennoch
in Bereichen geringer Kraftresultierender auftreten
und sind nicht zwangsläufig mit einer großen ab-
soluten Kraftdifferenz gleichzusetzen. Zur besseren
Lesbarkeit wird der dargestellte Bereich in den Kon-
vergenzdiagrammen auf ±15% begrenzt, vgl. Bild 6
7, im Anhang.

5.1.1. Zeitliche Diskretisierung

Zur Untersuchung der zeitlichen Diskretisierungsu-
nabhängigkeit wurden Simulationen mit Zeitschritt-
weiten von 8ms, 4ms, 2ms und 1ms durchgeführt.
Die relativen Abweichungen zwischen den aufein-
anderfolgenden Verfeinerungsstufen sind in Bild 6
im Anhang dargestellt. Aufgrund der unterschiedli-
chen Zeitschrittweiten liegen die Ergebnisse nicht
für alle Rechnungen an identischen Zeitpunkten
vor. Die jeweils gröbere Lösung wird deshalb linear
auf die Zeitpunkte der feineren Lösung interpoliert.
Die Auswertung erfolgt ausschließlich innerhalb
des gemeinsamen Zeitbereichs beider Datensätze.
Die Abweichungen zwischen den beiden feinsten
Zeitschrittweiten sind über weite Bereiche geringer
als bei den vorhergehenden Verfeinerungsstufen.
Auf Grundlage dieses Vergleichs wird für die fi-
nalen Simulationen eine Zeitschrittweite von 1ms
verwendet.

5.1.2. Räumliche Diskretisierung

Zur Untersuchung der räumlichen Diskretisierungsun-
abhängigkeit wurden ausgehend vom Ausgangsgitter
og vier sukzessiv verfeinerte Gitter erzeugt. Da sämt-
liche Gitterrechnungen mit demselben zeitlichen Aus-
gaberaster durchgeführt wurden, werden die Kraftre-
sultierenden direkt an identischen Zeitpunkten vergli-
chen. Eine zeitliche Interpolation ist für die Gitterstu-
die nicht erforderlich. Die relativen Abweichungen der
Kraftresultierenden sind in Bild 7 dargestellt. Mit zu-
nehmender Gitterverfeinerung nimmt die Abweichung
zwischen den aufeinanderfolgenden Lösungen über
weite Bereiche ab. Die verbleibenden lokalen Aus-
schläge treten insbesondere bei kleinen Werten der
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Bezugsgröße auf und sind daher gemeinsam mit den
absoluten Kraftverläufen zu interpretieren.
Aufgrund des erheblichen Rechenaufwands wurden
die finalen Parameterrechnungen mit dem Aus-
gangsgitter og durchgeführt. Die Gitterstudie zeigt
mit zunehmender Gitterverfeinerung über weite
Bereiche eine Annäherung der berechneten Kraftre-
sultierenden. Gleichzeitig verbleiben Abweichungen
des Ausgangsgitters gegenüber den feineren Git-
terstufen. Die mit dem Ausgangsgitter ermittelten
Ergebnisse sind daher unter Berücksichtigung der
anhand der Kraftresultierenden quantifizierten nume-
rischen Unsicherheit zu interpretieren. Eine separate
Diskretisierungsstudie der Einspannmomente wurde
im Rahmen der vorliegenden Untersuchung nicht
durchgeführt.

6. AUSWERTUNG DER SENSORLASTEN

Zur Bewertung der durch die Schwappbewegung ver-
ursachten mechanischen Beanspruchung der kapa-
zitiven Rohrsensoren werden die Einspannmomente
an den vier Sensorpositionen untersucht. Im Gegen-
satz zu einer ausschließlichen Betrachtung der auf
die Sensoren wirkenden Kraftresultierenden ermög-
licht die Auswertung der Einspannmomente eine un-
mittelbarere Beurteilung der für die langen, schlanken
Rohrsensoren relevanten Biege- und Torsionsbean-
spruchung.
Die Auswertung erfolgt für die LH2-Füllstände 30 %,
50 % und 80 %.

6.1. Zeitliche Entwicklung und physikalische In-
terpretation

Bild 4 zeigt exemplarisch den zeitlichen Verlauf der
lokalen dynamischen Momentenkomponenten von
Sensor 3. Die Amplituden und Zeitpunkte der Bela-
stungsmaxima unterscheiden sich deutlich zwischen
den untersuchten Füllständen. Dies verdeutlicht, dass
die maximale Sensorbelastung nicht allein durch den
Füllstand, sondern durch die zeitliche Entwicklung
der freien Oberfläche und deren Wechselwirkung
mit der jeweiligen Sensorposition bestimmt wird.
Besonders deutlich wird dies für den Füllstand von
30 %. Die maximale dynamische Momentenbelastung
von Sensor 3 wird nahezu vollständig durch die erste
Biegemomentkomponente hervorgerufen. Der zuge-
hörige Schwappzustand zeigt eine stark ausgelenkte
freie Oberfläche, eine lokale Fluidbewegung und
hohe Geschwindigkeiten im Bereich des Sensors.
Die Verknüpfung von Momentenverlauf und Strö-
mungszustand ermöglicht damit eine physikalische
Einordnung des ermittelten Lastmaximums.

6.2. Maximale dynamische Momentenbelastung

Die maximalen dynamischen Momentenbeträge für
die vier Sensorpositionen und die drei untersuchten
Füllstände sind in Tab. 4 zusammengefasst. Zusätz-
lich ist jeweils der Zeitpunkt angegeben, zu dem das
Maximum innerhalb des betrachteten Zeitfensters
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(a) Zeitlicher Verlauf der lokalen dynamischen Momentenkom-
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(b) Schwappzustand zum Zeitpunkt der maximalen Momenten-
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chenlast auf den Sensor.

BILD 4. Verknüpfung der lokalen dynamischen Momen-
tenbelastung von Sensor 3 mit dem zugehöri-
gen Schwappzustand für einen LH2-Füllstand
von 30 %.

auftritt. Dabei wird der ausgeprägte Einfluss der
Sensorposition und des Füllstandes auf die lokale
mechanische Beanspruchung deutlich.

TAB 4. Maximale dynamische Momentenbeträge auf die
vier Sensoren bei verschiedenen LH2 Füllstän-
den

Sensor Füllstand Mdyn,res [Nm] tmax [s]
Sensor 1 30 % 1, 568 5, 808

50 % 0, 952 4, 543

80 % 0, 346 2, 909

Sensor 2 30 % 0, 352 3, 640

50 % 0, 897 4, 359

80 % 1, 267 5, 263

Sensor 3 30 % 1, 869 2, 292

50 % 1, 615 4, 090

80 % 0, 998 3, 486

Sensor 4 30 % 0, 848 2, 492

50 % 0, 456 2, 787

80 % 0, 085 4, 388
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Zur Bewertung des Einflusses viskoser Spannungen
wurde für den maßgebenden Lastfall von Sensor 3
zusätzlich das aus den viskosen Oberflächenspan-
nungen resultierende Einspannmoment bestimmt.
Das maximale viskose Einspannmoment beträgt
Mvisc,res,max ≈ 1,2 · 10−5 Nm. Im Vergleich zum
maximalen dynamischen Einspannmoment von
Mdyn,res,max = 1,87Nm entspricht dies einem Anteil
von

(21)
Mvisc,res,max

Mdyn,res,max
· 100% ≈ 0,00065%.

Der Beitrag der viskosen Spannungen zur resultie-
renden Sensorbelastung ist damit im maßgebenden
Lastfall vernachlässigbar und wird bei der weiteren
Auswertung nicht berücksichtigt.

6.3. Einfluss des Füllstandes und der Sensorpo-
sition
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BILD 5. Maximaler dynamischer Momentenbetrag
Mdyn,res an den vier Sensorpositionen für die
untersuchten LH2-Füllstände.

Bild 5 stellt die maximalen dynamischen Momenten-
beträge in Abhängigkeit vom Füllstand gegenüber.
Die Ergebnisse zeigen, dass der Einfluss des Füll-
standes stark von der jeweiligen Sensorposition
abhängt.
Bei den Sensoren 1, 3 und 4 nimmt der maximale
dynamische Momentenbetrag mit zunehmendem
Füllstand ab, während Sensor 2 einen gegenläufigen
Trend zeigt. Ein für alle Sensorpositionen einheitli-
cher Zusammenhang zwischen Füllstand und lokaler
Momentenbelastung liegt somit nicht vor.
Die Unterschiede sind vielmehr auf die räumliche
Verteilung und zeitliche Entwicklung der Schwapp-
bewegung zurückzuführen. Abhängig vom Füllstand
ändert sich die Lage der freien Oberfläche relativ
zu den Sensoren. Dadurch verändern sich sowohl
die benetzten Sensorbereiche als auch die lokalen
Druckfelder und die zugehörigen Hebelarme be-
züglich der Sensoreinspannung. Die resultierende

Momentenbelastung wird folglich durch das Zu-
sammenwirken von Füllstand, Sensorposition und
transienter Schwappdynamik bestimmt.

6.4. Auswertung und Einordnung der lokalen Mo-
mentenkomponenten

Über alle untersuchten Sensorpositionen und Füll-
stände dominiert die erste Biegemomentkomponente
My′ . Ihr Anteil am jeweiligen maximalen Momenten-
betrag liegt überwiegend bei mehr als 95 %; lediglich
bei Sensor 4 und 80 % Füllstand beträgt er etwa 90 %.
Die Torsionsmomente bleiben deutlich geringer und
erreichen maximal etwa 15 % der Biegebelastung.
Für die nachfolgende strukturelle Auslegung der
Rohrsensoren ist damit insbesondere die Biegebean-
spruchung in der Einspannung von Bedeutung. Eine
alleinige Betrachtung des Torsionsmoments wür-
de die maßgebende mechanische Beanspruchung
deutlich unterschätzen.
Innerhalb der untersuchten Parameterkombinationen
beträgt der größte dynamische Momentenbetrag
1,869Nm. Dies entspricht einer Größenordnung von
etwa 20 % des näherungsweise aus Sensormasse,
Schwerpunktlage und Gravitation bestimmten Bie-
gemoments infolge des Sensoreigengewichts. Die
schwappinduzierte Belastung stellt damit einen rele-
vanten zusätzlichen Lastanteil für die nachfolgende
strukturmechanische Bewertung dar.

7. DISKUSSION

Die durchgeführten Untersuchungen zeigen, dass die
mechanische Belastung der Sensoren nicht allein an-
hand des Füllstands oder der benetzten Sensorlänge
beurteilt werden kann. Entscheidend ist vielmehr die
zeitabhängige Druckverteilung entlang der Sensoro-
berfläche, die sich aus der transienten Bewegung bei-
der Phasen während des RTO-Lastfalls ergibt. Die lo-
kale Momentenbelastung stellt damit das Ergebnis ei-
ner räumlich und zeitlich veränderlichen Wechselwir-
kung zwischen Fluidbewegung, Sensorposition und
Sensororientierung dar.
Von besonderer Bedeutung ist hierbei die Betrach-
tung beider Wasserstoffphasen. Zwischen flüssigem
und gasförmigem Wasserstoff besteht zwar ein
ausgeprägter Dichteunterschied. Dennoch ist die Be-
lastung der Sensoren nicht ausschließlich auf die mit
LH2 benetzten Bereiche beschränkt. Durch die tank-
seitige Beschleunigung und die daraus resultierende
Bewegung der Phasengrenze entstehen auch inner-
halb der Gasphase zeitabhängige Druckgradienten.
Da das Einspannmoment aus der über die gesamte
Sensoroberfläche verteilten Druckbelastung und
ihrem jeweiligen Abstand zur Sensorwurzel resultiert,
können auch Druckkräfte auf nicht flüssigkeitsbenetz-
ten Sensorabschnitten zum resultierenden Moment
beitragen. Eine ausschließliche Betrachtung der
Flüssigphase würde die tatsächliche Lastentstehung
daher nur unvollständig beschreiben.
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Darüber hinaus zeigt die Transformation in das lokale
Sensorkoordinatensystem, dass die schwappindu-
zierte Belastung hauptsächlich als Biegebelastung
auftritt. Dies ist für die weitere Sensorauslegung
von besonderer Relevanz, da die mechanische Be-
wertung somit nicht ausschließlich auf die Größe
des resultierenden Momentenvektors beschränkt
werden sollte. Vielmehr sind die lokalen Biegemo-
mentkomponenten und deren Orientierung relativ
zur Sensorstruktur zu berücksichtigen. Insbeson-
dere für schlanke, einseitig eingespannte Sensoren
kann bereits eine vergleichsweise geringe zusätz-
liche Querbelastung für die Beanspruchung der
Sensorwurzel relevant sein.
Die absoluten Werte der ermittelten dynamischen
Momente erscheinen zunächst vergleichsweise ge-
ring. Ihre Bedeutung wird jedoch deutlicher, wenn
sie mit der bereits vorhandenen Biegebelastung
infolge des Sensoreigengewichts verglichen werden.
Der schwappinduzierte dynamische Momentenanteil
erreicht dabei Größenordnungen von etwa 20 %
des durch das Sensoreigengewicht hervorgerufe-
nen Biegemoments. Die Fluidbelastung stellt somit
eine relevante zusätzliche Beanspruchung dar und
sollte bei der strukturellen Auslegung der Sensoren
und insbesondere ihrer Einspannung berücksichtigt
werden.
Die füllstandsabhängigen Belastungsunterschiede
werden somit nicht allein durch die Flüssigkeitsmas-
se, sondern maßgeblich durch die räumliche und
zeitliche Schwappdynamik bestimmt.
Bei der Interpretation der Ergebnisse sind jedoch
die getroffenen Modellannahmen zu berücksichtigen.
Die Strömung wird als laminares, isothermes Zwei-
phasensystem modelliert. Wärmeübertragung und
Phasenwechsel zwischen LH2 und GH2 werden nicht
berücksichtigt. Ebenso werden Tank und Sensoren
als starre Strukturen betrachtet, sodass keine Fluid-
Struktur-Interaktion abgebildet wird. Die berechneten
Momente stellen somit Fluidlasten auf eine vorge-
gebene Sensoroberfläche dar und erlauben noch
keine unmittelbare Aussage über Spannungen, Ver-
formungen oder die strukturmechanische Sicherheit
der realen Sensoren.
Eine weitere Einschränkung ergibt sich aus der bis-
lang betrachteten Simulationsdauer. Die ausgewiese-
nen Maximalwerte beziehen sich ausschließlich auf
die ersten 6 s des insgesamt 18, 9 s dauernden RTO-
Lastfalls. Später auftretende Lastmaxima sind daher
nicht ausgeschlossen.
Insgesamt zeigen die Ergebnisse, dass für die
Bewertung der Sensorbelastung eine gekoppelte
Betrachtung von transienter Zweiphasenströmung,
Sensorposition und lokaler Lastrichtung erforder-
lich ist. Das entwickelte Modell ermöglicht es, aus
dem Beschleunigungslastfall lokale mechanische
Lasten an den Sensorwurzeln abzuleiten. Damit
bildet es eine Grundlage für die nachfolgende struk-
turmechanische Bewertung der Sensoren und ihrer
Befestigung unter kryogenen Bedingungen.

8. ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK

Mit einem dreidimensionalen Zweiphasenmodell
wurden die schwappinduzierten Einspannmomen-
te von vier kapazitiven Rohrsensoren im vorderen
LH2-Tank der DLH-25 während der frühen Phase
eines Startabbruchs untersucht. Die Ergebnisse
zeigen eine ausgeprägte Abhängigkeit der Bela-
stung von Sensorposition und Füllstand. Die lokale
Komponentenzerlegung zeigt, dass die Sensorbe-
anspruchung überwiegend durch Biegung bestimmt
wird. Eine einheitliche Abhängigkeit der Belastung
vom Füllstand über alle Sensorpositionen liegt nicht
vor. In weiterführenden Untersuchungen sollen die
ermittelten Fluidlasten auf ein strukturmechanisches
Sensormodell übertragen werden. Dabei sind ins-
besondere statische Lasten und Wechsellasten,
temperaturabhängige Materialeigenschaften sowie
die Ausgestaltung der Sensoreinspannung unter
kryogenen Bedingungen zu untersuchen.
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(d) Sensor 4

BILD 6. Relative Abweichungen der Kraftresultierenden bezogen auf die Zeitschrittweite.
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(d) Sensor 4

BILD 7. Relative Abweichungen der Kraftresultierende bezogen auf das Gitter
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