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Einleitung
Bei vielen technischen Anwendungen von durchströmten
Kanälen, wie z.B. Flugzeugtriebwerken, Lüftungsanlagen
oder Abgasleitungen, dienen schalldämpfende Wandaus-
kleidungen, sogenannte Liner, als wirkungsvolles Mittel
zur Lärmbekämpfung. Diese Liner bestehen meist aus
einer mittels Öffnungen akustisch durchlässig gemach-
ten harten Wand, die im Zusammenspiel mit den da-
hinter liegenden Hohlräumen z.B. nach dem Helmholtz-
Resonanzprinzip für die gewünschte Schalldämpfung
sorgt (s. Abbildung 1 oben). Bei der Untersuchung und

Abbildung 1: Darstellung eines Helmholtz-Resonator Liners
(oben) mit perforierter, harter Vorderwand (unten links)
und dessen vereinfachte, idealisierte Beschreibung durch ei-
ne homogene Impedanzwand (unten rechts). Lsp, Lop sind die
Abstände bzw. Durchmesser der Öffnungen des Liners.

Entwicklung von Linern ist es üblich, von den ein-
zelnen (lokalen) akustischen Wirkmechanismen an der
Wand zu abstrahieren und die Wand als ganze durch ei-
ne akustische Randbedingung zu beschreiben. Diese ist
im einfachsten Fall die Wandimpedanz Zw = −p̃w/ṽw
der als homogen betrachteten Wand, also der Quoti-
ent aus Schalldruck p̃w und in die Wand gerichteter
Schnelle ṽw an der Wand. Für einen beliebigen Liner
mit bekannter Wandimpedanz Zw kann die Schallab-
sorption dann leicht durch die reibungsfreien Schallfeld-
gleichungen im Kanal samt Wandimpedanz als Rand-
bedingung vorhergesagt werden. Dieser Zusammenhang
verkompliziert sich allerdings erheblich, wenn der Liner
zusätzlich wie in den o.g. technischen Anwendungen ei-
ner stationären Überströmung ausgesetzt ist. Die Fra-
ge, welche effektive akustische Randbedingung für ei-
ne überströmte Linerwand anzuwenden ist, d.h. welche
Randbedingung die wesentlichen akustischen Effekte der

wandnahen Strömung zusammen mit dem Effekt der
Nachgiebigkeit der Wand selber korrekt beschreibt und
beim virtuellen Blick aus dem äußeren Schallfeld auf die
Wand anzuwenden ist, beschäftigt die Liner-Forschung
seit den 1950er Jahren bis heute.
Die Unzufriedenheit mit den bestehenden Modellen wird
unterfüttert durch vielfach dokumentierte Unstimmig-
keiten zwischen theoretischen Erwartungen und experi-
mentellen Ergebnissen. Ein prominentes Beispiel stellt
ein seit ca. 20 Jahren viel diskutiertes Problem [26,
40, 4, 10, 3, 23, 35, 28] bei der indirekten Impe-
danzbestimmung, der sogenannten Impedanzeduktion,
von Linern dar: Bei dem Verfahren, in welchem ein
Schallfeldmodell samt Randbedingungen an Messun-
gen des Schallfeldes in einem mit Liner ausgekleide-
ten Strömungskanal angepasst werden, wurden Ergeb-
nisse erzielt, die von der Richtung der einfallenden
Schallmode (relativ zur Strömungsrichtung), und da-
mit von der räumlichen Schallfeldstruktur, abhängen.
Dies steht im Widerspruch dazu, dass in den Mes-
sungen lokal-reagierende Liner untersucht wurden, al-
so solche, bei denen die Wandimpedanz qua geometri-
scher Beschaffenheit des Liners (die räumlichen Kammer-
Strukturen sind sehr klein gegenüber der Wellenlänge)
unabhängig von der räumlichen Struktur des Schallfel-
des sein müsste. Das Problem, welches sich nicht durch
Messunsicherheiten erklären ließ [40, 35], wurde bald
auf die Unzulässigkeit der meist verwendeten Ingard-
Myers-Randbedingung [14, 22] zurückgeführt. Bei die-
ser wird die Zähigkeit im akustischen und im Gleich-
strömungs-Feld vernachlässigt.1 Viele Arbeiten haben
daher versucht das Problem durch eine Verfeinerung des
Schallfeldmodells, insbesondere durch Berücksichtigung
des Strömungsprofils und der Haftung der Strömung an
der Wand [38, 5, 27, 6, 11, 15, 3, 28] sowie den Einbezug
der akustischen Grenzschicht [24, 37, 2, 7, 16, 17, 18] im
Schallfeldmodell zu lösen. Jedoch konnte die genannte
Diskrepanz dadurch nicht behoben werden.[36, 28] So-
gar der Verzicht auf Näherungslösungen für das Schall-
feld und die Berücksichtigung aller physikalisch denkba-
ren Effekte durch die numerische Lösung der vollen li-
nearisierten Navier-Stokes-Gleichungen (unter Einschluss
eines Turbulenzmodells für die akustischen Schubspan-
nungen) durch Weng et al. [39] konnte die Abhängigkeit
der eduzierten Impedanz von der Schalleinfallsrichtung
nicht beheben. Dies legt den Schluss nahe, dass das

1Eine Annahme, die - wie Ingard [13] selber schreibt - nur für
undurchlässige nachgiebige Impedanzwände zulässig ist, da hier die
Zähigkeitseffekte sehr klein sind - nicht jedoch nicht für starre,
durchlässige Wände, wie sie reale Liner darstellen.
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Problem nicht auf eine Ungenauigkeit des Schallfeldmo-
dells, sondern auf eine fundamentale Schwachstelle bei
der physikalischen Beschreibung der akustischen Rand-
bedingung zurückzuführen ist. Diese Schwachstelle ist der
noch wenig verstandene akustische Impulstransfer zwi-
schen Gleichströmung und der perforierten Wand des
Liners, der bisher - wenn überhaupt - nur mit groben
Vereinfachungen modelliert und aus physikalischer Sicht
kaum untersucht worden ist.

Impulstransfer - allgemeine Motivation
Der Impulstransfer eines wandgebundenen Schallfeldes
ist in seiner einfachsten Fassung, dem Fall ohne Gleich-
strömung, bereits von L. Cremer [9] untersucht wor-
den. Er hat die im ruhenden Medium sehr kleinen
Zähigkeitseffekte, die sich in einer dünnen Wandgrenz-
schicht abspielen, erstmals als Zusatz zur akustischen
Randbedingung beschrieben. Der Effekt dieses als Grenz-
schichtadmittanz ausgedrückten Zusatzes ist in den mei-
sten praktischen Fällen sehr klein gegenüber der Wan-
dadmittanz und kann vernachlässigt werden. Demge-
genüber wächst der Impulstransfer mit überlagerter
Gleichströmung drastisch an. Dieser quantitative Anstieg
ist auf eine qualitative Änderung der beteiligten physi-
kalischen Mechanismen zurückzuführen: In jeder wand-
gebundenen Strömungsgrenzschicht wird bewegtes Fluid
abgebremst, da es an oder teilweise – bei perforierten
Wänden – in der Wand zur Ruhe kommen muss. Der Im-
puls des Fluids wird dabei – z.B. durch die Wandsschub-
spannung τw – auf die Wand übertragen. Für eine starre,
akustisch durchlässige Wand, wie bei perforierten Linern
gegeben, sorgt das der Strömung überlagerte Schallfeld
dafür, dass die Wand schallsynchron durchströmt wird.
Dadurch erhält der Transport von axialem Impuls der
Gleichströmung eine schallsynchrone, akustische Kompo-
nente.

Die homogen durchlässige Wand als Grenzfall
In fast allen bisherigen Untersuchungen [24, 37, 2,
7, 16, 17, 18, 39] ist die durchlässige Wand als ho-
mogen idealisiert worden, siehe Abbildung 1. Dabei
bleibt unberücksichtigt, dass jede durchlässige Wand eine
räumliche Struktur aus festen Anteilen mit eingelagerten
Poren besitzt. Streng genommen, können Linerwände nur
dann als homogen aufgefasst werden, wenn die Abstände
Lsp und die Durchmesser Lop der Öffnungen sehr klein
gegenüber den beiden charakteristischen Längenskalen
der wandnahen Strömung, der Dicke der akustischen
Grenzschicht (im strömungslosen Fall)

δa =
√
2ν/ω (1)

und der viskosen Längenskala

δν = ν/uτ (2)

sind. Hier ist ω die Kreisfrequenz, ν die kinemati-
sche Viskosität und uτ =

√
τw/ν die Schubspan-

nungsgeschwindigkeit. Für Lop, Lsp � δν , δa dominie-
ren die Zähigkeitseffekte der Grenzschicht die wandna-
he Strömung, so dass letztere die räumliche Struktur
der Wand nicht

”
spürt“, die Inhomogenität also ver-

nachlässigt werden kann. Obwohl offensichtlich kein rea-

ler Liner diese Anforderung erfüllt,2 wird die homoge-
nisierte Beschreibung verwendet, da sie Vorteile bei der
Vereinfachung des Problems bringt: Homogenität bedeu-
tet, dass die Wand an jeder Stelle durchlässig ist und
gleichzeitig die Haftbedingung eingehalten werden muss.
Damit verschwindet die wandparallele Komponente der
Strömungsgeschwindigkeit an der Wand, ūw = 0 und
ũw = 0, so dass der Impulsfluss an der Wand nur aus der
Wandschubspannung τ̄w+ τ̃w besteht und keinen konvek-
tiven Anteil enthält. Obwohl es inzwischen (wie unten
gezeigt) starke Hinweise darauf gibt, dass die homoge-
ne Wand nur ein schwaches Abbild realer inhomogener
Wände ist, haben wir zunächst die an der homogenen
Wand zu erwartenden physikalischen Prozesse eingehend
untersucht, um sie als Ausgangspunkt für die Untersu-
chung der komplexeren, an inhomogenen Wänden zu er-
wartenden Prozesse zu nutzen.
Im ersten Teil dieser Arbeit werden zwei äquivalente, ma-
thematische Modelle vorgestellt, die sich der Aufklärung
des Impulstransfers an der homogenen Wand und sei-
nes Einflusses auf die akustische Randbedingung auf ver-
schiedenen Wegen nähern. Zusammengenommen liefern
beide Darstellungen ein detailliertes physikalisches Bild
der sogenannen akustischen Grenzschicht - das ist die
wandnahe Schicht, in der der Impulstransfer seinen Ein-
fluss auf die akustische Randbedingung entwickelt. Daran
anschließend werden numerische Ergebnisse für den Ein-
fluss des Impulstransfers auf die akustische Randbedin-
gung gezeigt, wobei ein Vergleich mit Messdaten auch auf
die Grenzen des Modells hindeutet. Außerdem wird eine
neue theoretische Abschätzung für die kürzlich von den
Autoren eingeführte Parametrisierung der Wandschub-
spannung, die Impulstransferimpedanz [33, 34], vorge-
stellt. Zuletzt wird ein Ausblick auf die Aufgaben und
Herausforderungen gegeben, die beim Übergang von der
homogenen Wand zum realen Liner mit inhomogener
Wandstruktur zu erwarten sind.

Modellierung des Impulstransfers an der
homogen, durchlässigen Wand
Es hat sich gezeigt, dass der instationäre Impulstran-
stransfer in einer dünnen wandnahen Schicht stattfindet.
Für die mathematische Darstellung dieser Vorgänge
wählen wir zwei Formulierungen, die sich auf das
Schnellefeld in dieser Schicht bzw. alternativ auf die
Verteilungen der Schubspannung und der wandnormalen
Auslenkung der Fluidelemente stützen. Dabei stehen
aber nicht die mathematischen Implikationen im Mit-
telpunkt der Analyse; vielmehr werden die einzelnen
mathematischen Terme und deren gegenseitige Bezie-
hungen als überschaubare physikalische Mechanismen
und deren Zusammenspiel interpretiert. Wir versuchen,
damit eine bisher wenig genutzte Sicht auf die komplexen
Vorgänge zu entwickeln, die die Wechselwirkung zwi-
schen Schall und Strömung an einer harten durchlässigen
Wand bestimmen.

2Dies würde voraussetzen, dass die Durchmesser und Abstände
der Öffnungen in der Größenordnung von einigen μm lie-
gen, während sie für typische Liner-Wände um zwei bis drei
Größenordnungen höher liegen.
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Wir gehen von der zweidimensionalen Impulsgleichung in
der Form

ũ =
1

iω′ρ̄
∂p̃

∂x︸ ︷︷ ︸
Schalldruck

+
1

iω′ρ̄
∂τ̃

∂y︸ ︷︷ ︸
Schubspannung

− dū

dy

ṽ

iω′︸ ︷︷ ︸
Konvektion

(3)

aus und beschränken uns auf die Abhängigkeiten von
der wandparallelen Koordinate in Strömungsrichtung (x)
und von der wandnormalen Koordinate (y). Das zu-
gehörige Koordinatensystem ist in Abbildung 2 gezeigt.
Alle Größen werden dabei als unabhängig von der spann-

Abbildung 2: Verwendetes Koordinatensystem für das Mo-
dell der homogenen Wand.

weiten Koordinate angenommen. ũ und ṽ sind die Kom-
ponenten der Schnelle in x- und y-Richtung. Die anre-
gende Schallwelle prägt allen Wechselgrößen die gemein-
same Abhängigkeit exp[i(ωt − kxx)] von der Zeit t und
der x-Koordinate auf, wobei ω die Schallfrequenz im La-
borsystem und kx die x-Komponente der Schallwellen-
zahl sind. In Gl. (3) wird die Dynamik der Strömung
aber in dem Koordinatensystem betrachtet, das sich mit
der zeitlich gemittelten Strömungsgeschwindigkeit ū(y)
gegenüber dem Laborsystem bewegt. In diesem Koor-
dinatensystem bleibt ein betrachtetes Fluidelement im
zeitlichen Mittel ortsfest, und die zeitlichen Änderungen
finden dort bei der Doppler-verschobenen Frequenz
ω′(y) = ω − kxū(y) statt.

Gl. (3) beschreibt insbesondere die zeitlich integrierte
Änderung der wandparallelen Schnelle ũ(y). Die beiden
ersten Terme auf der rechten Seite stehen für die Be-
schleunigung durch den x-Gradienten des Schalldrucks p̃
und den y-Gradienten der Schubspannung τ̃ (ρ̄ ist da-
bei die Dichte des Fluids). Der dritte, sogenannte kon-
vektive Term entsteht dagegen dadurch, dass die Fluid-
elemente in y-Richtung um ξ̃ = ṽ/(iω′) verschoben wer-
den. Bei einem vorgegebenen Wandabstand y betrachten
wir also im Verlauf einer Schallperiode verschiedene Flui-
delemente, deren mittlere Geschwindigkeiten sich gemäß
ū(y − ξ̃) = ū(y)− (dū/dy) ξ̃ unterscheiden.

In der Nähe der Wand übertrifft dieser konvektive Term
bei technisch interessanten Strömungsgeschwindigkeiten
und Wandimpedanzenden den Druckgradienten-Term
um Größenordnungen. Angesichts der Haftbedingung
ũ(0) = 0 müssen also der Schubspannungsterm und der
konvektive Term an der Wand praktisch entgegengesetzt
gleich sein, d.h. die konvektive Schnelle (dū/dy) ξ̃ muss
an der Wand durch Schubspannungskräfte abgebremst
werden. Die damit verbundene Wandschubspannung τ̃w
ist der hier diskutierte instationäre Anteil des Impul-
stransfers. τ̃w ist also um Größenordnungen größer als

die durch den Druckgradient erzeugte Wandschubspan-
nung, die für den schwachen Einfluss einer harten un-
durchlässigen Wand auf die Schallausbreitung verant-
wortlich ist. Im Folgenden vernachlässigen wir daher
den durch den Druckgradienten erzeugten Anteil des
ũ-Feldes.

(ũ, ṽ)-Formulierung
Für die weiteren Überlegungen klammern wir nicht nur
die durch den Druckgradienten erzeugte Schnelle, son-
dern sämtliche Mechanismen aus, die mit dem Druck
und dem Druckgradienten in Verbindung stehen und kon-
zentrieren uns damit ausschließlich auf die Effekte, die
mit der Wechselwirkung zwischen Gleichströmung und
akustischer Strömung durch die Wand zusammenhängen.
Dabei vernachlässigen wir auch den turbulenten Im-
pulstransport, der bei bisherigen Untersuchungen kei-
nen nennenswerten Beitrag zur akustische Randbedin-
gung lieferte.[39, 33] Wir berücksichtigen also nur die
zähigkeitsbedingte Schubspannung τ̃ = ρ̄ν (∂ũ/∂y) mit
der kinematischen Zähigkeit ν. Die Impulsgleichung (3)
reduziert sich dann auf

∂2ũ

∂y2
− iω′

ν
ũ =

1

ν

du

dy
ṽ (4)

Die linke Seite beschreibt (bis auf einen Faktor ρ̄) den
diffusiven y-Transport der instationären x-Impulsdichte,
während auf der rechten Seite die aus dem konvektiven
Term resultierenden Quellen der x-Impulsdichte stehen.

Zusammen mit der inkompressiblen Konti-
nuitätsgleichung (5) und mit geeigneten Randbe-
dingungen ist dadurch die Dynamik des betrachteten
Schnelle-Feldes einschließlich der sich darin abspielenden
Mechanismen in eine vergleichsweise einfache mathema-
tische Form gebracht. Als Randbedingungen sind die
Haftbedingung ũ(0) = 0 an der Wand und die Abkling-
Bedingung ũ(y) = 0 für y → ∞ zu erfüllen, wobei
die Abkling-Bedingung verhindert, dass die Lösung des
Gleichungssystems eine mögliche, mit dem Wandabstand
anwachsende Komponente des Schnelle-Feldes enthält.
Akustische Randbedingung in der
(ũ, ṽ)-Formulierung: Um zu einer akustischen
Randbedingung an der überströmten Wand zu ge-
langen, benötigen wir noch einen Mechanismus, der
zu einer Rückwirkung des wandnahen ũ-Feldes auf
das Schallfeld außerhalb der Grenzschicht führt. In
diesem Schallfeld spielen Schubspannungen eine allen-
falls vernachlässigbare Rolle; die Schallausbreitung ist
vielmehr ein Wechselspiel zwischen der Veränderung des
Schnelle-Feldes durch Druckkräfte, der Massenerhaltung
und der Kompressibilität des Fluids. Im Gegensatz
dazu basiert die Dynamik des wandnahen ũ-Feldes
allein auf Schubspannungskräften, während die Kom-
pressibilitätseffekte vollständig durch das bis an die
Wand reichende Schallfeld erfasst sind und das ũ-Feld
daher als inkompressibel angesehen werden kann. Den
Kopplungsmechanismus zwischen den beiden Feldern
liefert die inkompressible Kontinuitätsgleichung

∂ũ

∂x
+

∂ṽ

∂y
= 0 ⇒ ṽ(y)− ṽ(0) = ikx

∫ y

0

ũ(η)dη. (5)
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Die x-Abhängigkeit des ũ-Feldes liefert also den Zusatz

ṽadd := ṽ(∞)− ṽ(0) = ikx

∫ ∞

0

ũ(y)dy (6)

zur wandnormalen Schnelle, der sich zur Formulierung
einer effektiven Randbedingung an der überströmten
Wand eignet: Mit der Wandadmittanz Yw = 1/Zw gilt
unmittelbar an der Wand

ṽ(0) = −Yw p̃(0)

und für die effektive Admittanz am Rand der wandnahen
Schicht ergibt sich

Yeff = − ṽ(0) + ṽadd
p̃(0)

= Yw

[
1 +

ṽadd
ṽ(0)

]
, (7)

da der Schalldruck in der wandnahen Schicht als un-
abhängig vom Wandabstand angesehen werden kann.

Es sei an dieser Stelle schon angemerkt, dass die wand-
nahe Schicht – wie sich zeigen wird – so dünn ist, dass
es unerheblich ist, ob man die Randbedingung für das
Schallfeld am Rand der wandnahen Schicht oder unmit-
telbar an der Wand erfüllt.

(τ̃ , ξ̃)-Formulierung
Da die Dynamik des Impulstransfers eng mit Schubspan-
nungseffekten verknüpft ist, kann man hoffen, mit der
Einbeziehung der Schubspannung in die Beschreibung
der Dynamik auf Mechanismen zu stoßen, die das phy-
sikalische Verständnis des instationären Impulstransfers
weiter vertiefen.
Mit der Vernachlässigung des Druckgradienten-Terms
und der turbulenten Schubspannung sowie den Beziehun-
gen τ̃ = ρ̄ν (∂ũ/∂y) und ξ̃ = ṽ/(iω′) erhält man für die

Schubspannung τ̃ und die wandnormale Auslenkung ξ̃
aus den Gln. (3) und (5) die zwei Beziehungen

∂2τ̃

∂y2
− iω′

ν
τ̃ = iω′ρ̄

d2u

dy2
ξ̃ (8)

∂ξ̃

∂y
= − ikx

ω′2ρ̄
∂τ̃

∂y
, (9)

die den Beziehungen (4) und (5) für das Schnellefeld
stark ähneln: die linke Seite von Gl. (8) beschreibt die
Diffusion der Schubspannung mit Schubspannungsquel-
len auf der rechten Seite, und Gl. (9) generiert aus der
x-Abhängigkeit des wandnormalen Schubspannungsgra-
dienten eine wandnormale Auslenkung der Fluidelemen-
te. Die Randbedingungen für die Lösung des Gleichungs-
systems (8, 9) sind wieder die Haft- und der Abklingbe-
dingung, wobei die Formulierung der Haftbedingung aus
Gl. (3) mit ũ(0) = 0 folgt

∂τ̃

∂y
= iωρ̄

dū

dy
ξ̃ , y = 0 (10)

So wie der Quellterm der Impulsdichte auf der rech-
ten Seite von Gl. (4) resultiert der Quellterm für die
Schubspannung auf der rechten Seite von Gl. (8) aus der
wandnormalen Verschiebung der Fluidelemente, wobei

der Gradient der Gleich-Scherrate d2u/dy2 zur zeitlichen
Änderung der Schubspannung bei festem Wandabstand
y führt.
Akustische Randbedingung in der
(τ̃ , ξ̃)-Formulierung: Die Integration von Gl. (9)

führt zu einer Zusatzauslenkung ξ̃add

ξ̃add := ξ̃(∞)− ξ̃(0) = − ikx
ρ̄

∫ ∞

0

1

ω′2
∂τ̃

∂y
dy (11)

und als Randbedingung für die schubspannungsfreie
Schallausbreitung außerhalb der Grenzschicht, die mit
Gl. (7) in Form einer effektiven Admittanz formuliert
wird, erhält man

Yeff = −ω′
∞[ξ̃(0) + ξ̃add]

p̃(0)
= Yw

[
ω′
∞
ω

+
ξ̃add

ξ̃(0)

]
, (12)

wobei ω′
∞ := ω − kxū∞ die Doppler-verschobene Fre-

quenz außerhalb der Strömungsgrenzschicht ist.

Vergleich beider Formulierungen mit Hinblick auf
die akustische Randbedingung an der Wand
Üblicherweise wird die schubspannungsfreie Schallaus-
breitung durch Druck- und Schnellefelder beschrieben,
so dass es konsequent ist, auch die Randbedingungen
durch Beziehungen zwischen Druck und Schnelle al-
so durch Impedanzen oder Admittanzen auszudrücken.
Der Vergleich zwischen den beiden Darstellungen der ef-
fektiven Admittanz Yeff in den Gln. (7) und (12) fällt
dann scheinbar zugunsten der Zusatzschnelle ṽadd aus:
Sie scheint unabhängig von der Doppler-verschobenen
Frequenz zu sein und damit unabhängig von der loka-
len Strömungsgeschwindigkeit und insbesondere von der
räumlichen Struktur des Schallfeldes, die durch die Wel-
lenzahl kx beschrieben wird3.
Um zu entscheiden, ob ṽadd tatsächlich eine lokal-
reagierende Größe ist, betrachten wir den hypothetischen
Grenzfall einer unendlich dünnen Scherschicht in einem
Fluid mit verschwindender Zähigkeit.4 Es ist zu erwarten,
dass die Trennfläche zwischen den beiden Bereichen mit
den unterschiedlichen Strömungsgeschwindigkeiten ū1/2

einheitlich in Normalenrichtung ausgelenkt wird, dass al-
so die Auslenkungen der Fluidelemente auf beiden Sei-
ten der Trennfläche einander gleich sind: ξ2 = ξ1. Im
Gegensatz dazu ändert sich die Normalschnelle unstetig:
Δṽ := ṽ2 − ṽ1 = −kx(ū2 − ū1)ξ̃.

Physikalisch gesehen werden demnach bei der Berech-
nung der Zusatzschnelle ṽadd durch Gl. (6) die Wirkun-
gen zweier verschiedener Mechanismen gemeinsam aufin-
tegriert, nämlich die Wirkungen der Schubspannung und
der y-abhängigen Doppler-Verschiebung, während bei der
Berechnung der Zusatzauslenkung ξ̃add gemäß Gl. (11) of-
fensichtlich nur Schubspannungen berücksichtigt werden

3Die Schallwellenzahl kx geht auf zwei Wegen in die Zu-
satzschnelle und die Zusatzauslenkung ein, einerseits in die x-
Abhängigkeit aller Schallfeldgrößen, ohne die es keine Rückwirkung
des wandnahen Feldes auf die schubspannungsfreie Schallausbrei-
tung gibt, und andererseits in die Doppler-Verschiebung, die sich
unterschiedlich auf ṽadd und ˜ξadd auswirkt.

4Dies ist die Annahme der in der Einleitung erwähnten,
üblicherweise verwendeten Ingard-Myers-Randbedingung.[14, 22]
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– allerdings auch nicht ganz unabhängig von der Doppler-
Verschiebung. Da die Schubspannungen in der Nähe der
Wand eng mit dem Impulstransfer verknüpft sind, gibt
also ξ̃add den Einfluss des Impulstransfers auf die akusti-
sche Randbedingung unmittelbarer wieder als ṽadd.

Das relativiert auch die Formulierung der Randbedin-
gung von überströmten Wänden mit Hilfe der effektiven
Admittanz. Angemessener ist die Formulierung mittels
der effektiven Nachgiebigkeit

Ceff := − ξ̃(y∞)

p̃(y∞)
= Cw

[
1 +

ξ̃add

ξ̃(0)

]
. (13)

Cw = Yw/(iω) ist die Nachgiebigkeit unmittelbar
an der Wand und y∞ ist ein Wandabstand außer-
halb der Wandgrenzschicht, der später auch auf Wand-
abstände innerhalb der Grenzschicht erweitert wird.
Gl. (13) geht übrigens in die gebräuchliche Ingard-Myers-

Randbedingung über, wenn man ξ̃add und damit den Im-
pulstransfer vernachlässigt.

Physikalische Diskussion der akustischen
Grenzschicht
Als akustische Grenzschicht gilt im klassischen Sinn [19,
8] die wandnahe Schicht im ruhenden Medium, in der die
Zähigkeitskräfte aufgrund der Haftung des Mediums an
der Wand für eine Verteilung von akustischer Schubspan-
nung sorgen. Sie wird üblicherweise mit der Dicke Gl. (1)
abgeschätzt, bei der die Schubspannung um 1/e ihres
Wandwerts abgeklungen ist. Es stellt sich nun die Fra-
ge, wie diese Definition infolge des strömungsbedingten
Impulstransfers an der Wand geändert werden muss.
Die Dicke der wandnahen Schicht, in der der instationäre
Impulstransfer stattfindet, hängt von zwei charakteristi-
schen Längen, der Diffusionslänge

√
ν/ω und der Dicke

δbl der Strömungsgrenzschicht ab: Die Diffusionslänge ist
ein Maß für die Dicke der Schicht, in die sich die Schub-
spannung einer lokalisierten Schubspannungsquelle aus-
breitet, und die Strömungsgrenzschicht ist die Dicke der
Schicht, in der gemäß Gl. (8) Schubspannungsquellen exi-
stieren. Die in den meisten Fällen dominierende Quelle
entsteht durch die Haftbedingung gemäß Gl. (10) direkt
an der Wand. Dazu kommen die wandfernen Quellen ent-
sprechend der rechten Seite von Gl. (8). Im Folgenden un-
tersuchen wir, wie stark die wandfernen Quellen gemäß
Gl. (11) zur Zusatzauslenkung ξ̃add beitragen.

Einfluss der wandfernen Quellen
Eine eng begrenzte Quelle im Abstand yq von der Wand
erzeugt ein Schubspannungsfeld, das auf beiden Seiten
der Quelle etwa gemäß τ̃q exp[−

√
iω′(yq)/ν · |y − yq|]

abfällt, wobei vernachlässigt ist, dass die Doppler-
Verschiebung selbst von y abhängt und der exponen-
tielle Abfall dadurch leicht modifiziert ist. Der für die
Zusatzauslenkung maßgebende Schubspannungsgradient
∂τ̃/∂y ändert in der Mitte des Feldes bei y = yq sein
Vorzeichen, so dass sich das Integral in Gl. (11) über
die beiden Hälften des Feldes gerade aufhebt, wenn die
Änderung der Doppler-Verschiebung innerhalb des Fel-
des vernachlässigbar klein ist und das Feld nicht bis zur
Wand reicht; eine solche Quelle nennen wir inaktiv. Wie

weit die y-Abhängigkeit von ω′ tatsächlich in technisch
interessanten Fällen vernachlässigbar ist, ist noch nicht
abschließend untersucht.

Wenn das Schubspannungsfeld einer Quelle bis zur Wand
reicht, wird es dort gewissermaßen mit der Bedingung
reflektiert, dass die betrachtete wandferne Quelle den
durch Gl. (10) festgelegten Schubspannungsgradient an
der Wand nicht ändern darf. Damit ändert der Schub-
spannungsgradient bei der Reflexion sein Vorzeichen, so
dass das Integral in Gl. (11) nun einen merklich von null
verschiedenen Beitrag zur Zusatzauslenkung liefert. Die-
ser Beitrag nimmt mit dem Wandabstand der Quelle et-
wa proportional zu exp[−√

iω′(yq)/ν ·yq] ab. Eine solche
wandnahe Quelle gehört zu den aktiven Quellen genauso
wie die durch die Haftbedingung erzeugt Quelle direkt
an der Wand. Die aktiven Quellen und die von ihnen
erzeugten Schubspannungsfelder befinden sich demnach
in einer wandnahen Schicht, deren Dicke näherungsweise
mit δa := 1/�{√iω/ν} =

√
2ν/ω skaliert.

Die hiermit genauer definierte wandnahe Schicht bezeich-
nen wir im Folgenden als

”
akustische Grenzschicht“ und

erweitern damit den ursprünglich für ruhendes Medi-
um geprägten Begriff auf den Fall mit Strömung. Da
das Schubspannungsfeld der am weitesten von der Wand
entfernten aktiven Quelle etwas weiter in die Strömung
reicht als das Feld der wandgebundenen Hauptquelle, ist
die akustische Grenzschicht im Strömungfall etwas dicker
als bei ruhendem Medium, wo es – gemäß Gl. (3) mit
ũ(0) = 0 und ohne konvektiven Term – nur eine schwache
durch den Druckgradienten erzeugte Schubspannungs-
quelle an der Wand gibt.

Größenordnungen
Die akustische Grenzschicht ist sehr dünn im Vergleich
zu der Länge c/ω, auf der sich Schallgrößen merklich
ändern; δa/(c/ω) =

√
2ων/c = 1.3 · 10−3 in Luft bei

1000Hz. Daher ist es unerheblich, wo genau in der aku-
stischen Grenzschicht die schallrelevanten Prozesse statt-
finden, und man kann deren Auswirkung auf das schub-
spannungsfreie Schallfeld in einer effektiven akustischen
Randbedingung zusammenfassen, die wie zuvor ange-
nommen unmittelbar an der Wand gilt.
Die akustische Grenzschicht ist in den meisten
praktischen Fällen auch dünn im Vergleich zur
Strömungsgrenzschicht, aber nicht so dünn, dass
die Gleichströmungsgeschwindigkeit und die Doppler-
Verschiebung innerhalb der akustischen Grenzschicht
vernachlässigt werden könnte. Dies ist ein wichtiger
Punkt in Hinsicht auf die existierenden Vorarbeiten [24,
37, 2], bei denen Näherungslösungen abgeleitet wurden,
die die Doppler-Verschiebung nicht oder nur inkonse-
quent berücksichtigen.

Parameterabhängigkeiten des akustischen
Impulstransfers in turbulenten Strömungen
Bei hohen Reynoldszahlen gibt es in der inkompres-
siblen turbulenten Wandgrenzschicht einen Wandbe-
reich, in dem das Geschwindigkeitsprofil und die Dy-
namik der Strömung nur von zwei Wandparametern,
nämlich der Wandschubspannung τ̄w und der kinema-
tischen Zähigkeit ν abhängen, unabhängig von äußeren
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Parametern wie z.B. von der Außengeschwindigkeit ū∞
oder der Dicke δbl der Grenzschicht, die nur den äußeren
Bereich der Grenzschicht beeinflussen. Die Wandschub-
spannung wird üblicherweise durch die Schubspannungs-
geschwindigkeit uτ =

√
τ̄w/ρ̄ parametrisiert, und alle

Größen q, die mit uτ und ν dimensionslos gemacht sind,
werden durch q+ gekennzeichnet.

In den meisten praktischen Fällen liegt die aku-
stische Grenzschicht vollständig im Wandbereich der
Strömungsgrenzschicht, so dass die Größen, die die Dy-
namik des Impulstransfers beschreiben, durch einheitli-
che Beziehungen miteinander zusammenhängen, wenn sie
mit uτ und ν dimensionslos gemacht sind.

Die Dynamik des Impulstansfers hängt neben dem
Strömungsprofil nur von der Frequenz ω und der Wellen-
zahl kx der anregenden Schallwelle ab, und da das Ge-
schwindigkeitsprofil ū+(y+) im Wandbereich als univer-
sell gilt, ist die Dynamik vollständig beschrieben, wenn
sie in Abhängigkeit von den beiden Kennzahlen ω+ und
k+x dargestellt wird. Anstelle von ω+ kann man auch die
Dicke δ+a =

√
2/ω+ der akustischen Grenzschicht als

Kennzahl benutzen, und anstelle von k+x die reziproke
Phasengeschwindigkeit 1/c+ph = kxuτ/ω der Schallwelle.

Numerische Ergebnisse
Die Modell-Gleichungen (4), (8), (9) für den Impuls-
transfer an der homogenen Wand wurden samt zu-
gehörigen Randbedingungen numerisch mittels einem
Finite-Differenzen-Verfahren vierter Ordnung ausgewer-
tet. Dabei hat es sich als gleichgültig erwiesen, ob
die (ũ, ṽ)-Formulierung oder die (τ̃ , ξ̃)-Formulierung ver-
wendet wurde. Auf Basis der numerischen Lösungen
wurde eine Parameterstudie unter Variation von Fre-
quenz, Wellenzahl, Strömungsgeschwindigkeit und des
Strömungsprofils durchgeführt. Für letzteres wurden die
folgenden zwei analytischen Profilfunktionen verwendet:

Exponential: u+(y+) = u+
∞
(
1− exp

(
− y+

l+∞,w

))
(14)

Tanh: u+(y+) = u+
∞ tanh

( y+

l+∞,w

)
, (15)

wobei l∞,w :=
u∞

(du/ dy)w
mit l+∞,w = u+

∞

ein mathematischer (und nicht physikalischer)
Längenparameter ist, der sicherstellt, dass das
analytische Profil in Bezug auf die Außen-
Strömungsgeschwindigkeit5 u∞ und die mittlere
Wandscherrate τw/ν mit realen turbulenten Pro-
filen übereinstimmt. Die Geschwindigkeitsprofile
u+(y+) = u/uτ (y uτ/ν) werden hier mit den Wandpara-
metern ν, uτ normiert, da, wie oben gezeigt, der Aufbau
der Zusatzauslenkung ξ̃add hauptsächlich durch diese
Parameter bestimmt wird.
Details zum numerischen Verfahren und zu den verwen-
deten Strömungsprofilen können in Schulz et al. [32, 31]
nachgelesen werden. Dies gilt auch für die Ergebnisse der

5Dies sei im Folgenden die axiale Strömungsgeschwindigkeit au-
ßerhalb der Strömungsgrenzschicht.

Parameterstudie, von denen hier nur ein exemplarischer
Auszug gezeigt wird.
Abbildung 3 zeigt den Betrag der effektiven schubspan-
nungsbedingten Wandauslenkung ξ̃eff = ξ̃w + ξ̃add (siehe
Gl. (11)) im Verhältnis zur akustischen Auslenkung

ξ̃w der Wand allein. Die Kurven für verschiedene Fre-
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Abbildung 3: Effektive wandnormale Auslenkung ˜ξw + ˜ξadd
als Funktion der Machzahl für verschiedene Frequenzen und
Strömungsprofile bei kx/k0 = 1 und u+

∞ = 20.

quenzen f und Strömungsprofile sind als Funktion der
Machzahl M∞ der Außenströmung aufgetragen. Der
Einfluss der Strömungsgeschwindigkeit auf die akusti-
sche Randbedingung ist deutlich: Bei Machzahl 0.4 ist
die Wand (samt Grenzschichteffekten) effektiv 50 %
nachgiebiger gegenüber dem Fall ohne Überströmung.
Neben der Proportionalität zu M∞ und der umgekehr-
ten Proportionalität zur Frequenz macht sich auch der
Einfluss des Grenzschichtprofils bemerkbar.
In Abbildung 4 sind der Real- und Imaginärteil
der effektiven Admittanz Gl. (12), normiert auf die
Admittanz der Wand Yw, als Funktion der Außen-
Strömungsgeschwindigkeit u∞ und für verschiedene
Kombinationen der Frequenz und des Strömungsprofils
dargestellt. Der Einfluss der Schubspannungseffekte auf
die effektive Admittanz nimmt in Abhängigkeit von der
Strömungsgeschwindigkeit und der Frequenz stark zu.
Die effektive Wandadmittanz hängt in erster Ordnung
von u∞ linear von kx ab. Die Abhängigkeit von kx
nimmt mit wachsendem u∞ und abnehmender Frequenz
zu (siehe dazu Schulz et al. [32, 31]).

Impulstransferimpedanz
Die Wandschubspannung, d.h. die auf die Wand aus-
geübte Kraft pro Fläche, ist der Impuls, der pro Zeit und
Fläche auf die Wand übertragen wird. Pauschal könnte
man diesen Impulstransfer dadurch beschreiben, dass be-
wegtes Fluid – z.B. in der Einsaugphase – in die Wand
eindringt und dort seinen Impuls an die Wand abgibt.
Der Impulstransfer wäre dann proportional zur wandnor-
malen Schnelle ṽw, mit der das Fluid in die Wand ein-
dringt und proportional zu einer charakteristischen Im-
pulsdichte des eingesaugten Fluids (z.B. ρ̄ū∞)6.

Daraus entstand der Vorschlag [33, 34], die akustische
Wandschubspannung auf die wandnormale Schnelle zu
beziehen, um so eine amplitudenunabhängige Größe,

6Siehe aber Gl. (19) und die Diskussion dazu.
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Abbildung 4: Effektive Admittanz als Funktion der Außen-
Strömungsgeschwindigkeit u∞ für verschiedene Frequenzen
und Strömungsprofile bei kx/k0 = 1 und u+

∞ = 20.

nämlich die Impulstransferimpedanz

ZT := − τ̃w
ṽw

und ζT :=
ZT

ρ̄ū∞
(16)

zu definieren, die die akustische Wandschubspannung
als Teil der effektiven Randbedingung der überströmten
Wand parametrisiert. Es wurde gehofft, dass auf der so
erweiterten Basis von zwei Wandparametern (Impuls-
transferimpedanz und klassischer Wandimpedanz) der
Einfluss der Strömungsüberlagerung auf die effektive
Randbedingung nicht nur vollständig beschrieben wer-
den kann, sondern dass die resultierende Randbedingung
- z.B. die effektive Wandadmittanz in einfacher Weise
mit den beiden Parametern verknüpft ist. Dabei wurde –
auch im Hinblick auf das eingangs erwähnte Problem der
Richtungsabhängigkeit der Impedanzeduktion – die Hy-
pothese aufgestellt, dass die Impulstransferimpedanz für
lokal reagierende Liner-Wände erstens selber lokal rea-
gierend, also eine schallfeldunabhängige Größe ist, und
dass sie zweitens nicht von der Wandimpedanz bzw. -
admittanz abhängt.
Dagegen ist der 2018 von Aurégan [1] vorgestell-
te Wandschubspannungs-Parameter (‘equivalent friction
coefficient’), nicht auf die Schnelle sondern auf den
Schalldruck p̃w bezogen, und somit von der Wandad-
mittanz abhängig. Renou und Aurégan [26] betrach-
ten hingegen einen Parameter βν , der in der Näherung
von Aurégan et al. [2] die aus der Wandschubspan-

nung resultierende Zusatzauslenkung ξ̃add beschreibt. In
den genannten Arbeiten [26, 33, 1] wurde der jeweili-
ge Schubspannungs-Parameter und die Wandadmittanz

aus Messungen der Wellenzahlen zweier Moden (in
und entgegen Strömungsrichtung) in einem mit einem
lokal-reagierendem Liner ausgekleideten Strömungskanal
ausgewertet. Die dabei implizit getroffene Annahme,
dass beide Messgrößen, Schubspannungs-Parameter und
Wandadmittanz, unabhängig von der Richtung der
Schallausbreitung sind, kann allerdings, wie sich im
folgenden zeigt, für die Impulstransferimpedanz nicht
bestätigt werden.

In den folgenden drei Unterkapiteln werden zuerst exem-
plarische Ergebnisse der Impulstransferimpedanz aus nu-
merischen Berechnungen und Messungen vorgestellt. Es
folgt eine theoretische Abschätzung der Impulstransfer-
impedanz samt Diskussion ihrer physikalischen Bedeu-
tung. Zuletzt wird der Zusammenhang zur akustischen
Randbedingung erläutert.

Numerische und experimentelle Ergebnisse
a) Ergebnisse aus dem theoretischen Modell für
die homogene Wand: Die Impulstransferimpedanz
wurde aus den numerischen Lösungen für das homo-
gene Wandmodell (Lösungen der Gleichungen (8), (9)
und Auswertung des Wandwerts von τ̃) für verschie-
dene Strömungsgeschwindigkeiten und -profile, Frequen-
zen und Wellenzahlen berechnet. Die Reynoldszahl wur-
de für alle Strömungsprofile mit u+

∞ = 20 berechnet.
In Abbildung 5 wird der Betrag der normierten Im-
pulstransferimpedanz als Funktion der normierten Wel-
lenzahl kx/k0 (mit k0 = ω/c) dargestellt. Das Ergeb-

Abbildung 5: Betrag der normierten Impulstransferimpe-
danz ZT /(ρ0u∞) als Funktion der normierten axialen Wel-
lenzahl kx/k0. Numerische Lösung für verschiedene Außen-
Strömungsgeschwindigkeiten u∞ und Frequenzen f . Das
Strömungsprofil hat Exponentialform, siehe auch [33].

nis zeigt, dass die Wellenzahlabhängigkeit für kleine
Strömungsgeschwindigkeiten u∞ zwar gering ist, aber
bei hohen u∞ nicht mehr vernachlässigt werden kann.7

Dies wird im nächsten Unterkapitel theoretisch erklärt.
Damit kann weder ZT noch ein anderer schubspan-
nungsbasierter Parameter als schallfeldunabhängig ange-
sehen werden. Die Voraussetzung des früheren Experi-
ments [33, 34], d. h. die Bestimmung von ZT durch Aus-
wertung der Wellenzahlen zweier verschiedener Kanal-
moden, führt damit zu unzuverlässigen Ergebnissen, ins-

7Dies gilt auch für die Phase (siehe [32]), die hier nicht gezeigt
ist.
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besondere bei höheren Strömungsgeschwindigkeiten.8 Es
wird allerdings im Zusammenhang mit Abbildung 7 er-
sichtlich, dass diese Unsicherheit nur einen geringen Ein-
fluss auf die bisherigen experimentellen Ergebnisse hatte.
Abbildung 6 zeigt die Variation von ZT/(ρ0u∞) als Funk-
tion von u∞, wobei zwei verschiedene Strömungsprofile
(exp, tanh) verglichen werden. Die Normierung der Im-
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Abbildung 6: Betrag und Phase der normier-
ten Impulstransferimpedanz ZT/(ρ0u∞) als Funkti-
on der Strömungsgeschwindigkeit u∞ außerhalb der
Strömungsgrenzschicht. Numerische Lösung für verschiedene
Strömungsprofile (exp- und tanh-Profile) und Frequenzen
(kx/k0 = 1).

pulstransferimpedanz in den Abbildungen 5 und 6 er-
folgte aufgrund der o.g. ursprünglichen Einschätzung,
dass ZT proportional zur konvektiven Impulsdichte ρ0u∞
ist. Dies schien auch durch die wenigen verfügbaren ex-
perimentellen Daten für reale Liner bestätigt zu sein.
(vgl. [33]) In Abbildung 6 ist jedoch offensichtlich, dass
diese Proportionalität für die hier untersuchten homo-
genen Wände nicht gilt: |ZT/(ρ0u∞)| steigt bei klei-
nen Strömungsgeschwindigkeiten proportional zu u∞ an,
so dass |ZT| ∼ u2

∞. Dies wird im nächsten Abschnitt
theoretisch aufgeklärt. Die Phase der Impulstransferim-
pedanz (siehe Abbildung 6 unten) nimmt im Grenzfall
ruhenden Mediums (u∞ → 0) den Wert π/4 an. Dies
kann dadurch erklärt werden, dass für u∞ → 0 nicht
nur die wandfernen Quellen verschwinden, sondern dass
dann auch die normierte akustische Grenzschichtdicke
δ+a → 0. Die wegen Gl. (10) an der Wand erzeugte Schub-

8Dies gilt auch für die Vorschläge anderer Autoren [35, 12] hin-
sichtlich ähnlicher Messungen und Auswertungen von Parametern,
die den Einfluss der akustischen Wandschubspannung auf die aku-
stische Randbedingung der Wand beschreiben sollen.

spannung klingt dann so dicht an der Wand ab, dass
der Strömungseinfluss dort vernachlässigt werden kann.
Mit der im nächsten Unterkapitel gezeigten Näherung
Gl. (18) folgt, dass ZT = ρ0

√
ν/(iω)(du/ dy)|w, also

|ZT| = ρu2
τ/ν ∼ u2

∞ sowie φ(ZT) = φ(1/
√
i) = −π/4.

Abbildung 6 zeigt außerdem, dass der Einfluss des
Strömungsprofils auf die Impulstransferimpedanz eher
gering ist.

b) Vergleich mit Messungen an realen Linern:
In Abbildung 7 werden die numerischen Ergebnisse für
die normierte Impulstransferimpedanz ZT/(ρ0u∞) mit
früheren Messungen [33] an einem SDOF9 Helmholtz-
Resonator-Liner verglichen, welcher wandbündig in ei-
nem Strömungskanal verbaut war. Die Ergebnisse der
Messung sind mit blauer durchgezogener Linie mit Kreu-
zen dargestellt. Die Strömungsgeschwindigkeit auf der
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Abbildung 7: Betrag und Phase der Impulstransfer-
impedanz ZT/(ρ0u∞) als Funktion der Frequenz. Ver-
gleich der numerischen Ergebnisse des Modells für die
homogene Wand (Linien ohne Symbole) für verschiedene
Strömungsprofile (Cess, tanh, exp, mit gleichem u+) und
verschiedene axiale Wellenzahlen (k±

x für Schallausbreitung
in bzw. entgegen der Strömungsrichtung). Gegenüberstellung
mit den Messergebnissen aus Schulz et al. [33] (Linien
mit Symbolen). In den Messungen wurde ein SDOF-Liner
(
”
HRS2“) bei turbulenter Überströmung und Kanalmitten-

geschwindigkeit von 61 m/s untersucht. Blaue Linie mit x-
Symbolen: originale Auswertung [33] basierend auf den vollen
Navier-Stokes-Gleichungen, schwarze Quadrate: Auswertung
basierend auf den vereinfachten Gleichungen (8) und (9).

9Single Degree Of Freedom.
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Kanalmittenachse betrug 61,3 m/s. Das Mess- und Aus-
werteverfahren ist detailliert in Schulz et al. [33, 34]
beschrieben. Die Auswertung von ZT basiert auf der
numerischen Lösung der linearisierten Navier-Stokes-
Gleichungen (LNSE), so dass alle im o.g. theoretischen
Modell vernachlässigten Effekte nun in die Auswertung
der Messungen einbezogen werden: der Druckgradient,
die thermischen Effekte und sogar die turbulente Schub-
spannung.
Für die numerischen Ergebnisse wurden die Wellenzahlen
der beiden am wenigsten gedämpften Kanalmoden und
die Strömungsdaten der Messung als Eingabe verwendet.
Neben dem bei der Auswertung der Messdaten verwen-
deten turbulenten Strömungsprofil (Cess-Profil) wurden
die numerischen Ergebnisse zum Vergleich auch mit den
beiden einfachen analytischen Strömungsprofilen (exp,
tanh) berechnet.
Abbildung 7 zeigt, dass die Unterschiede zwischen den
verschiedenen Strömungsprofilen und zwischen den bei-
den Richtungen der Schallausbreitung viel geringer sind
als der generelle Unterschied zwischen den experimentel-
len Ergebnissen und denen des theoretischen Modells der
homogenen Wand. Der Betrag von ZT/(ρ0u∞) als Funk-
tion der Frequenz folgt dem Trend des gemessenen Wer-
tes, unterschätzt ihn aber um≈ 0.2. Die Phase nimmt da-
gegen mit der Frequenz leicht ab, während sie beim expe-
rimentellen Ergebnis fast linear ansteigt. Dieser völlig un-
terschiedliche Trend des Phasenergebnisses wurde auch
für andere Liner und Strömungsgeschwindigkeiten festge-
stellt. Bei niedrigen Frequenzen scheinen die experimen-
tellen und theoretischen Phasenverläufe zusammen zu
fallen, während sie sich bei der höchsten Frequenz um π/2
unterscheiden. Dies widerspricht der Erwartung, dass die
Vereinfachungen in der Theorie (Gleichungen (8), (9)),
z. B. die Vernachlässigung der turbulenten Schubspan-
nung, bei niedrigen Frequenzen eine stärkere Wirkung
haben als bei hohen Frequenzen.
Die Diskrepanz zwischen theoretischen und experimen-
tellen Ergebnissen hat die Frage nach der Vertrau-
enswürdigkeit der experimentellen Ergebnissen, insbe-
sondere des Auswerteverfahrens in Schulz et al. [33] auf-
geworfen. In Schulz et al. [32, 31] wurde daher nicht nur
ein alternatives, gröberes Auswerteverfahren (Ergebnisse
in Abbildung 7 als schwarze Quadrate) eingesetzt, son-
dern das Auswerteverfahren auch mit anderen Messda-
ten [26] (an anderem Kanal und Liner) getestet. Die
Ergebnisse bestätigten die Vertrauenswürdigkeit der ge-
messenen ZT . Auch die o.g. Wellenzahlabhängigkeit von
ZT , die bei der Auswertung ignoriert wurde, kann die
Diskrepanz nicht erklären: Der Unterschied der theoreti-
schen Ergebnisse für die beiden Schallausbreitungsrich-
tungen (rote durchgezogene und gestrichelte Linien) ist
kaum erkennbar. Daraus ziehen wir den Schluss, dass
die erheblichen Unterschiede zwischen der Messung und
der Theorie hauptsächlich auf Effekte des Impulstrans-
fers an realen Liner-Wänden (mit makroskopischen, se-
parierten Öffnungen) zurückzuführen ist, die durch das
Modell der homogenen Wand nicht erfasst werden. Dies
wird in [32, 31] noch durch weitere Hinweise untermauert.

Theoretische Abschätzung
Wie schon im Zusammenhang mit Gl. (4) diskutiert kann
in unmittelbarer Wandnähe der Druckgradient in Gl. (3)
vernachlässigt werden. Mit ũ(0) = 0 stellt dann Gl. (10)

∂τ̃

∂y
= iωρ̄

dū

dy
ξ̃ = ρ̄

dū

dy
ṽ , y = 0

den Zusammenhang zwischen dem Schubspannungsgra-
dienten ∂τ̃/∂y und der wandnormalen Schnelle ṽ = iωξ̃
an der Wand her. Mit ρ̄ (dū/dy)w = τ̄w/ν folgt daraus
für die Impulstransferimpedanz zunächst

ZT := − τ̃w
ṽw

= − τ̄w
ν

(
∂τ̃/∂y

τ̃

)−1

w

. (17)

Im allgemeinen hängt [(∂τ̃/∂y)/τ̃ ]w entsprechend den
Gln. (8) und (9) in komplizierter Weise von ū(y), kx und
ω′(y) ab. Wie oben erläutert, kann man dieses Verhältnis
in vielen Fällen durch(

∂τ̃/∂y

τ̃

)
w

≈ −
√

iω

ν
(18)

annähern. Für die Impulstransferimpedanz erhält man
dann mit Gl. (17) und mit τ̄w = ρ̄u2

τ

ZT ≈ ρ̄u2
τ√

iων
, ζT ≈

(
ū+
∞
√
iω+

)−1

. (19)

Da uτ bis auf eine schwache Abhängigkeit von der
Reynoldszahl proportional zu ū∞ ist, wächst die Im-
pulstransferimpedanz an der homogenen Wand also
proportional zu ū2

∞ an und nicht proportional zu ū∞,
wie es die heuristischen Betrachtung des instationären
Impulstransfers zu Beginn dieses Kapitels nahe legt.
Die Annahme, dass das in die Wand eindringende
Fluid einen charakteristischen x-Impuls proportional
zu ρ̄ū∞ besitzt, ist also irreführend und angesichts der
Haftbedingung auch im Detail nicht nachvollziehbar.
Vielmehr muss man von der schwieriger zu durchschau-
enden Randbedingung (10) ausgehen, die aber nicht den
Impulstransfer bzw. die Wandschubspannung τ̃w selbst,
sondern nur den Schubspannungsgradienten (∂τ̃/∂y)w
in Beziehung zur wandnormalen Schnelle ṽw setzt. Die
komplizierte Beziehung zwischen (∂τ̃/∂y)w und τ̃w, die
dann gemäß Gl. (17) für die Impulstransferimpedanz
ausschlaggebend ist, spiegelt die Impuls-Diffusion in der
akustischen Grenzschicht einschließlich der wandfernen
Schubspannungsquellen und nicht zuletzt den Einfluss
der Abklingbedingung außerhalb der akustischen Grenz-
schicht wider.
Das führt z.B. auch dazu, dass das Verhältnis
[(∂τ̃/∂y)/τ̃ ]w/τ̃w von der Doppler-Verschiebung und da-
mit von der Schallwellenzahl kx abhängt.10 Die eingangs
in diesem Kapitel erwähnte Hypothese, dass die Impul-
stransferimpedanz eine lokal reagierende Größe ist (und
somit nicht von kx abhängt), kann damit nicht gehalten

10Diese Abhängigkeit, die sich erst bei größeren Doppler-
Verschiebungen bzw. bei größeren Verhältnissen ū∞/cph zwischen
Strömungs- und Phasengeschwindigkeit bemerkbar macht, ist in
der Näherung (19) unterdrückt.
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werden, auch wenn sich die Schallfeldabhängigkeit erst
bei großen relativen Dopplerverschiebungen kxū∞/ω
(bzw. kleinen Verhältnissen ω′/ω bei Schallausbreitung
in Strömungsrichtung) auswirkt.
Zusammenfassend stellt man also fest, dass es nicht
sinnvoll ist, den durch die Wandschubspannung auf
die Wand übertragenen Impulsfluss durch einen
äquivalenten konvektiven Impulsfluss (mit Impuls-
flussdichte τ̃w ∼ ρ̄ū∞ṽw) zu beschreiben. Vielmehr muss
man berücksichigen, dass der rein konvektive Impuls-
fluss, der von außen in die akustische Grenzschicht
eindringt, auf seinem weiteren Weg zur Wand in einen
schubspannungsgetragenen Impulsfluss umgewandelt
wird. Dabei wird aber ein Teil des Impulses auf die
Grenzschichtströmung übertragen und dort sozusagen
zwischengespeichert. Zwischen dem konvektiven Impuls-
fluss am Rand der akustischen Grenzschicht und dem
schubspannungsgetragenen Fluss an der Wand entsteht
dadurch eine schwierig zu durchschauende Differenz.

Zusammenhang zur akustischen Randbedingung
Bereits am Ende des Kapitels zur Modellierung des Im-
pulstransfers (Unterkapitel

”
Vergleich beider Formulie-

rungen“) wurde erläutert, dass es aus physikalischer Sicht
sinnvoll ist, den Einfluss des instationären Impulstrans-
fers auf die akustische Randbedingung durch eine Zu-
satzauslenkungen ξ̃add zu beschreiben, die durch Gl. (11)
gegeben ist.
Wenn man die Doppler-Verschiebung innerhalb der ak-
tiven Schicht vernachlässigen kann, z.B. im Fall kleiner
Strömungsgeschwindigkeiten, erhält man die einfache Be-
ziehung

ξ̃add =
ikx
ω2ρ̄

τ̃w =
kx
k0

ZT

ρ̄c
ξ̃w =

ZT

ρ̄cph
ξ̃w , ω′(y) ≡ ω

(20)

unabhängig davon wie die Schubspannung als Funkti-
on des Wandabstandes verteilt ist. Wenn die Doppler-
Verschiebung, also die y-Abhängigkeit von (ω′)−2 auf der
rechten Seite von Gl. (11) aber nicht vernachlässigt wer-
den kann, kommt in dem Integral die y-Abhängigkeit der
Schubspannung τ̃(y) ins Spiel und damit eine Reihe von
Einflussfaktoren, die die Auswertung von Gl. (11) – selbst
in genäherter Form – stark erschweren:

Die Abhängigkeit der Schubspannung von y wird
hauptsächlich durch Gl. (8) bestimmt. Vernachlässigt
man zunächst die Quellterme auf der rechten Seite, so
kann man die Schubspannung durch

τ̃

τ̃w
= exp

[∫ y

0

κ(η)dη

]
mit

dκ

dy
=

iω′

ν
− κ2

mit κ(y) ≈ −
√

iω′(y)
ν

=: κ0(y) (21)

beschreiben bzw. annähern. Diese Näherung, die un-
ter der Voraussetzung dκ/dy � κ2 gilt, ist zwar mei-
stens für größere Wandabstände erfüllt, oft aber nicht
in der akustischen Grenzschicht, innerhalb der das In-
tegral in Gl. (11) den wesentlichen Beitrag zu ξ̃add lie-
fert. Außerdem haben die Quellterme auf der rechten

Seite von Gl. (8) einen spürbaren Einfluss auf die y-
Abhängigkeit der Schubspannung τ̃(y) innerhalb der aku-
stischen Grenzschicht (siehe zuvor den Abschnitt

”
Ein-

fluss der wandfernen Quellen“). Der Einfluss der Doppler-
Verschiebung auf die schwache Wirkung der inaktiven
Quellen außerhalb der akustischen Grenzschicht dürfte
dagegen vernachlässigkbar sein.
Die Näherungslösungen aus den beiden früheren Arbei-
ten [37, 2], in denen nicht die Impulstransferimpedanz,
sondern die schubspannungsbedingte Zusatzauslenkung
mit βν parametrisiert wurde, stellen dagegen Mischfor-
men aus den Näherungen Gl. (20) und Gl. (21) dar: Bei
Starobinski [37] und Aurégan et al. [2] wird die rechte
Seite der Impulsgleichung (8) zwar berücksichtigt, aller-
dings wird die Doppler-Verschiebung ω′ auf der linken
Seite der Impulsgleichung und auf der rechten Seite der
Kontinuitätsgleichung (9) vernachlässigt.
Ganz ohne Näherungen verkompliziert sich der einfache
Zusammenhang aus Gl. (20)

ξ̃add

ξ̃w
=

ZT

ρ̄cph
, ω′(y) ≡ ω (22)

zu

ξ̃add

ξ̃w
=

ZT

ρ̄cph

⎧⎨⎩1 +

∫ ∞

0

d

dy

[(
ω

ω′

)2
]

τ̃

τ̃w
dy

⎫⎬⎭ . (23)

Gl. (23) ist (ohne ZT -Parameter) bereits bei Starobin-
ski (vgl. Gl. (21) in [37]) und bei Rebel und Ronneber-
ger (vgl. Gl. (24), (25) in [25]) zu finden. Die Frage,
wie Gl. (22) ergänzt werden muss, um kleine Doppler-
Verschiebungen zu berücksichtigen, ist noch Gegenstand
der Untersuchung.

Ausblick auf die reale Linerwand mit ma-

kroskopischen Öffnungen
Der Vergleich des Modells der homogenen Wand mit
Messergebnissen an realen Linern (siehe Abbildung 7)
hat gezeigt, dass das Modell zwar die Größenordnung
des Impulstransfers korrekt abschätzt, aber in der Rea-
lität andere physikalische Mechanismen hinzutreten,
die im homogenen Modell nicht berücksichtigt wer-
den. Dies ist nicht überraschend, da bei realen Liner-
Wänden die Öffnungen makroskopisch und separiert sind
(Lop, Lsp � δν , δa), so dass zwischen den Schall- und
Strömungsvorgängen an den Öffnungen und den dazwi-
schenliegenden harten, haftenden Wandflächen lokal dif-
ferenziert werden muss, bevor die akustischen Eigen-
schaften homogenisiert werden können. Die Modellierung
der einzelnen Mechanismen, die den Impulstransfer an
der inhomogenen Wand bestimmen, sind bisher kaum
untersucht worden, jedoch sollen hier der Stand der Er-
kenntnisse und vor allem die qualitativ erwartbaren und
in einemModell einzubeziehenden Mechanismen in einem
kurzen Überblick erläutert werden.

Lokaler Impulstransfers an einer einzelnen

Öffnung - qualitative Motivation
Die wesentliche Wechselwirkung zwischen Schall und
Strömung findet in der Umgebung der Öffnungen statt.
Wir beginnen daher mit einer qualitativen Beschreibung
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der Strömung über einer einzelnen Öffnung und der
damit verbundenen instationären Kräfte, die lokal auf
die Wand wirken. Dabei beschränken wir uns auf den
zweidimensionalen Fall und ersetzen die Öffnung durch
einen transversalen Schlitz. Der Fall einer rein stati-
onären Strömung über der Öffnung (ohne akustischer
Strömung durch die Öffnung) ist in Abbildung 8 skizziert.
Vor dem Spalt (x < 0) wird das Geschwindigkeitspro-

Perforated wall

Abbildung 8: Skizze der Überströmung über eine

schlitzförmige Öffnung (ohne Durchströmung) in der Wande-
bene y = 0. Unten: Fotografie eines Tintenfaden-Experiments
von Pohle und Ronneberger [30], bei dem eine wandnahen
Stromröhre in einer Wasserströmung mit Tinte eingefärbt
wurde.

fil der Strömung durch die Wandschubspannung τ̄w auf-
grund der Haftungbedingung an der Wand bestimmt.
Hinter der Vorderkante (x > 0) löst die Strömung ab: Die
Wandschubspannung verschwindet, während der Impul-
stransport noch aktiv ist. Die Fluidelemente werden da-
her in der Wandebene (y = 0) stark beschleunigt, so dass
die Stromlinien ober- und unterhalb der Öffnungsebene
in Richtung der sich ausbildenden Scherschicht hingebo-
gen werden. Da kein Massenstrom senkrecht durch den
Schlitz fließt, erreicht die an der Vorderkante beginnen-
de Stromlinie der Scherschicht genau die Hinterkante des
Schlitzes. An der Hinterkante sind zwei Effekte zu erwar-
ten: 1) die beschleunigten Fluidelemente bei y < 0 wer-
den durch die hintere (senkrechte) Stirnwand des Schlit-
zes gestoppt, so dass sich an der Hinterkante ein Stau-
druck bildet; 2) für Strömung hinter der Hinterkante bei
y > 0 gilt wieder die Haftbedingung. Dabei entsteht (we-
gen der Beschleunigung der Fluidelemente) eine zunächst
sehr hohe und mit dem weiteren Laufweg abklingende
Wandschubspannung, die größer als an der Vorderkante
ist.
Wird nun eine akustische Strömung durch den Schlitz

hinzugefügt (verursacht z.B. durch den Schalldruck und
die Admittanz der Öffnung), so wird das Strömungsprofil
über dem Spalt abwechselnd zur Wand hin und von der
Wand weg verschoben. Daher wird nicht nur die axiale
Strömungsgeschwindigkeit an der Hinterkante während
der Ein- und Ausströmphase akustisch moduliert, son-
dern auch der Staudruck und die Wandschubspannung
im Bereich der Hinterkante. Sowohl der akustische Anteil
des Staudrucks als auch der Wandschubspannung wirken
dabei wie eine lokale akustische Kraft zwischen der mitt-
leren Strömung und der Wand, und es ist zu untersuchen
ob und wie diese zur effektiven Randbedingung der Wand
beitragen. Eine anschauliche qualitative Erklärung zu-
mindest eines Teils des lokalen Impulstransfers lässt sich
außerdem an der Hinterkante des Schlitzes finden: Durch
die sich im Takt der Schallwelle wandnormal auslenkende
Scherschicht wird an der Hinterkante abwechselnd Me-
diummasse und Längsimpuls der Gleichströmung in die
Öffnung hinein und aus ihr hinaus geleitet. Im Bereich
der Hinterkante findet also lokal begrenzt direkter akusti-
scher lmpulstransfer zwischen Gleichströmung und Wand
statt.

Impulstransfer bei einer periodischen Folge von

Öffnungen
Es stellt sich nun die Frage, welche Effekte in Hin-
blick der Erzeugung des Impulstransfers hinzu treten,
wenn statt der einzelnen Öffnung eine periodische Fol-
ge von Schlitzen (eingelagert in harte, haftende Wand-
flächen), wie bei einem Liner, betrachtet werden. Diese
Wand ist in Abbildung 9 skizziert. Eine grobe theoreti-
sche Abschätzung hierfür in Schulz et al. [32] hat erstens
ergeben, dass die zuvor erwähnten, lokal an der Hin-
terkante der Öffnung wirkenden Schubspannungs- und
Staudruckkräfte nur einen kleinen Beitrag zur gesamten
akustischen Wandschubspannung der Wand liefern, und
dass insbesondere der Beitrag des Staudrucks zur aku-
stischen Randbedingung vernachlässigbar ist. Zweitens
hat die Abschätzung für eine periodische Wandstruk-
tur (mit schmalen Schlitze und weiten Schlitzabständen)
überraschenderweise dieselben Lösungen für das Schall-
feld geliefert wie das Modell der homogenen Wand. Zu-
dem waren die Lösungen unabhängig vom Abstand der
Öffnungen. Beides steht im deutlichen Widerspruch zu
den experimentellen Beobachtungen und der Diskrepanz
zwischen Messung und homogenem Modell. Dabei ist
aber einzuwenden, dass die theoretische Abschätzung [32]
auf der Ausbreitung der beiden (im Kanal vor- und
zurücklaufenden) Grundmoden basiert. In der Realität
sind dagegen die in Abbildung 9 skizzierten Vorgänge zu
erwarten: Das durch die vorderste Öffnung gestörte in-
stationäre Strömungsfeld breitet sich stromab aus und
interagiert mit der nächsten stromab liegenden Öffnung.
An jeder der Öffnungen werden alle möglichen Eigen-
moden – insbesondere auch Grenzschichtwellen – ange-
regt, die an den anderen Öffnungen gestreut werden.
Die Ausbreitung dieser Grenzschichtwellen oder auch

”
hydrodynamischen Moden“ führt wegen ihrer – vergli-
chen mit Schallmoden – deutlich kleineren Wellenlänge
zu einer Abhängigkeit der Wellenzahl vom Abstand der
Öffnungen. Es können sich auch konvektiv instabile Mo-
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Abbildung 9: Skizze der zu erwartenden lokalen Effekte an
der realen Liner-Wand mit makroskopische und separierten
Öffnungen in Hinblick auf die Erzeugung des Impulstransfers.

den ausbilden, die in Extremfällen sogar zu einer absolu-
ten Instabilität der gesamten Strömung führen können.
So haben z.B. Meyer, Kurtze und Mechel [21, 20] bei
Messungen in einem Strömungskanal, der mit einer pe-
riodischen Folge von Helmholtz-Resonatoren ausgeklei-
det war, statt einer Schalldämpfung eine starke Schall-
verstärkung beobachtet. Dies konnte durch die Moden-
konversion an den Öffnungen der Helmholtz-Resonatoren
erklärt werden: Schallverstärkung tritt auf, wenn die
Phasendifferenz zwischen Schallmode und hydrodyna-
mischer Mode zwischen den Öffnungen konstant bleibt,
d.h., wenn (n1κsp − kx)Lsp ≈ n2(2π) mit ganzzahli-
gen Vielfachen n1, n2 und der mit dem Abstand Lsp

zwischen den Öffnungen gebildeten
”
Periodenwellenzahl“

κsp = 2π/Lsp.
Die Modellierung der strömungsbeeinflussten Moden-
konversion ist schwierig und muss voraussichtlich un-
ter Einbeziehung numerischer Experimente erfolgen. Ei-
ne weitere Verkomplizierung kommt hinzu, wenn die
Strömung über den Öffnungen nicht mehr (wie bisher
vorausgesetzt) quasistationär, also praktisch ohne Pha-
senverzögerung auf die schallinduzierten Störungen rea-
giert: Bei höheren Strouhalzahlen (gebildet mit dem
Durchmesser der Öffnungen) muss dann auch die Kelvin-
Helmholtz-Instabilität der Scherschicht über der Öffnung
und möglicherweise die Dynamik der Strömungsablösung
an der Vorderkante berücksichtigt werden [29, 30].

Zusammenfassung
Die Wechselwirkung zwischen Schallwelle und Liner-
Wand wird durch Strömungsüberlagerung grundsätzlich
verändert. Hierfür ist vor allem der akustische Impul-
stransfer verantwortlich, der in den bisherigen Arbei-
ten fast immer vernachlässigt wurde, obwohl sein Bei-
trag zur effektiven Randbedingungen den strömungslosen
Fall um Größenordnungen übersteigt. In dieser Ar-
beit wird der akustische Impulstransfer an perforierten
(starren, aber akustisch durchlässigen) Liner-Wänden
mit Überströmung und seine Auswirkung auf die aku-
stische Randbedingung untersucht. Hierfür wird die
Wand in erster Näherung durch ein Modell einer ho-
mogen durchlässig Wand idealisiert. Bei dieser sind die
Öffnungen und ihre Abstände so klein, dass der Ein-
fluss der Wandstruktur auf die wandnahe Strömung ver-
nachlässigt werden kann. Das homogene Modell dient als
theoretische Grundlage für einen Einblick in die komple-
xen physikalischen Mechanismen bei einer realistischen
inhomogenen Wand mit makroskopischen Öffnungen. Es

liefert nicht nur umfassende Aufklärung über die ent-
scheidenden Mechanismen und wesentlichen Parameter-
abhängigkeiten des Impulstransfers an der homogenen
Wand, es werden auch numerische Lösungen gezeigt, die
diese qualitativen Erklärungen bestätigen. Ein Vergleich
der numerischen Ergebnisse mit Messdaten deutet da-
bei dabei auch die Grenzen des homogenen Modells ge-
genüber realen Linern an.
Die Ergebnisse lassen sich wie folgt zusammenfassen:

- Die Hauptursache des Impulstransfers ist die Er-
zeugung von akustischer Schubspannung durch die
Haftbedingung an der homogenen Wand. Letzte-
re erzwingt einen wandnormalen Schubspannungs-
gradienten an der Wand. Die zugehörige Schub-
spannung diffundiert von der Wand weg hinein
in das strömungsbedingt inhomogene Medium. Die
vom Strömungsprofil und damit vom Wandabstand
abhängige Doppler-Verschiebung ist bei der Ausbrei-
tung zu berücksichtigen. Die wandnahe Schicht, in
der die Schubspannung abklingt, wird hier akusti-
sche Grenzschicht genannt. Der ursprünglich für ru-
hendes Medium geprägte Begriff wird somit auf den
Fall mit Strömung übertragen.

- Die Schubspannung in der akustischen Grenzschicht
gewinnt außerdem Beiträge durch die sogenannten
wandfernen Quellen.

- Die insgesamt in der akustischen Grenzschicht
erzeugte Schubspannung führt über die Konti-
nuitätsgleichung zu einer zusätzlichen wandnorma-
len Auslenkung bzw. einer wandnormalen Schnelle.
Diese ist das Bindeglied zwischen der akustischen
Grenzschicht und der Schallausbreitung über der
Wand und geht z.B. in Form eines Zusatzes zur Wan-
dadmittanz in die Randbedingung der Wand ein.

- Es zeigt sich, dass die zusätzliche akustische Aus-
lenkung ξadd den Einfluss des Impulstransfers auf
die Randbedingung direkter wiedergibt als die
Schnelle. Statt der üblichen effektiven Wandadmit-
tanz/impedanz sollte die Randbedingung also besser
durch eine effektive Nachgiebigkeit ausgedrückt wer-
den.

- Die Dicke der akustischen Grenzschicht liegt
bei Strömungsüberlagerung in derselben
Größenordnung wie bei ruhendemMedium (

√
2ν/ω)

und wird durch den Einfluss der wandfernen Quellen
nur geringfügig dicker.

- Die maßgeblichen Parameter der Dynamik des
Impulstransfers sind neben dem Strömungsprofil
die Frequenz ω und die Längswellenzahl kx. Da
das wandnahe, mit ν, uτ normierte turbulente
Strömungsprofil ū+(y+) als universell gilt, ist die
Dynamik des Impulstransfers in der turbulenten
Strömung vollständig beschrieben, wenn sie in
Abhängigkeit der beiden Kennzahlen ω+ = ων/u2

τ

und k+x = kxν/uτ dargestellt wird.

- Eine theoretische Abschätzung für die Impulstrans-
ferimpedanz ZT , welche den Impulstransfer parame-
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trisiert, bringt neue Einsichten, die die früheren Er-
wartungen und Abschätzungen z.T. widerlegen: ZT

ist keine lokal reagierende Größe, sondern hängt von
kx ab. Bei der homogenen Wand hängt sie bei großen
Verhältnissen zwischen Strömungsgeschwindigkeit
und Schall-Phasengeschwindigkeit quadratisch von
der Strömungsgeschwindigkeit ab, während bei der
inhomogenen Wand auch ein linearer Term zu er-
warten ist. Entgegen der ursprünglichen Hoffnungen
ist ihr Bezug zur akustischen Randbedingung kom-
pliziert und noch mit der Schubspannungsverteilung
in der akustischen Grenzschicht verknüpft. Die hier
gezeigten Näherungen zur Vereinfachungen des Zu-
sammenhangs gelten wiederum nicht allgemein bzw.
setzen unrealistische Bedingungen voraus.

- Entgegen der ursprünglichen Erwartung ist die Im-
pulstransferimpedanz ZT kein direktes Maß für den
konvektiven Impulsaustausch zwischen der Gleich-
strömung und der Wand. Stattdessen drückt ZT ei-
ne kompliziertes Verhältnis aus: Der rein konvektive
Impulsfluss der Gleichströmung, der von außen in
die akustische Grenzschicht eindringt, wird auf sei-
nem weiteren Weg zur Wand in einen schubspan-
nungsgetragenen Impulsfluss umgewandelt, wobei
ein Teil des Impulses auf die Grenzschichtströmung
übertragen wird.

- Der Vergleich der mit dem homogenen Modell
berechneten Impulstransferimpedanz mit früheren
Messungen an realen Linern deutet darauf hin, dass
mit dem homogenen Wandmodell einige entschei-
dende Effekte des Impulstransfers an realen Linern
nicht erfasst werden: Obwohl die Größenordnungen
der Ergebnisse übereinstimmen, wird bei der Phase
ein unterschiedlicher frequenzabhängiger Trend er-
mittelt.
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