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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation

Die ausreichende Verfiighbarkeit von Energie ist die Grundlage fiir Produktion, Dienst-
leistung, Mobilitdt und Kommunikation. Sie trigt auf diese Weise mafgeblich zu unse-
rem Wohlbefinden, zu Wohlstand und zur Entwicklung einer modernen Industrie- und
Wissensgesellschaft bei. Energietechnologie verbindet in besonderer Weise Chancen zur
Erh6hung der Prosperitéit einer Volkswirtschaft und Risiken durch nachgelagerte Um-
weltschiden, die zur Belastung nachfolgender Generationen fiihren kénnen. Das Zusam-
menspiel von iiberproportionalem Wachstum der Weltbevélkerung verbunden mit einem
Anstieg des Energieverbrauchs und begrenzten Rohstoffreserven erfordern andererseits
bereits heute ressourcen- und umweltschonende Verfahren zur nachhaltigen Energieerzeu-
gung. Bei der Verbrennung fossiler Energietriger entstehen eine Reihe von Schadstoffen,
die mehr oder minder umweltschédigend sind. Aufserdem ist heute bekannt, daft das beim
Verbrennungsprozeft zwangslaufig gebildete Kohlendioxid mafgeblich zur Erwérmung der
Erdatmosphére beitragt. In mittelfristiger Hinsicht besteht aber zu der Verbrennung fos-
siler Energietriager keine wirtschaftliche Alternative. Kernenergie kommt wegen der un-
gekldarten Entsorgungsfrage und aus politischen Griinden nicht in Betracht. Regenerative
Energiequellen wie Sonnenenergie, Windkraft oder Erdwirme sind entweder wirtschaft-
lich nicht konkurrenzfihig oder besitzen kein ausreichendes Potential. Daher kommt der
effizienten Nutzung fossiler Brennstoffe in der nichsten Zeit besondere Bedeutung zu.

Im Jahr 2020 werden voraussichtlich 90% des Energiebedarfs durch fossile Brennstoffe
gedeckt werden. Erdgas wird dabei mit einem Anteil von heute knapp 30% eine wichtige
Stellung einnehmen, da es von allen Kohlenwasserstoffen das niedrigste C:H Verhiltnis
besitzt, und damit am ehesten zur angestrebten Decarbonisierung beitragen kann. Zu-
dem besitzt die bisher bekannten Erdgasvorrite eine grofere Nutzungsreichweite als die
Erdélvorkommen.

Der grofite Anteil der momentan freigesetzten anthropogenen Kohlendioxid- und Stick-
oxid-Emissionen hat seinen Ursprung in der Verbrennung fossiler Energietriger'. Nen-
nenswerte Schadstoffreduktionen werden zur Zeit vor allem durch den Einsatz von Se-
kundidrmafnahmen, wie z. B. Katalysatoren, erzielt. Der Verbrennung nachgeschaltete
Mafknahmen sind aber immer mit einem hohen apparativen Aufwand und somit mit zu-
sdtzlichen Kosten verbunden. Ein Ziel der Verbrennungsforschung ist daher, effiziente und

!Deutsches Nationales Komitee des Weltenergierates (DNK), Energie fiir Deutschland Fakten, Per-
spektiven und Positionen im globalen Kontext.



schadstoffarme Verbrennungsprozesse zu gestalten. Als eine zukunftsfihige Verbrennungs-
fiihrung hat in den letzten Jahren vor allem das Konzept der mageren Vormischverbren-
nung besondere Aufmerksamkeit erfahren. Hierbei wird dem Brennraum ein bereits homo-
gen vermischtes, ziindfihiges Brennstoff/Luft Gemisch zugefiihrt, welches dort geziindet
und verbrannt wird. Das Gemisch zeichnet sich durch einen hohen Luftiiberschuf aus,
wodurch niedrige Verbrennungstemperaturen realisiert werden, was eine weitestgehende
Unterdriickung der Stickoxidbildung zur Folge hat. Aufgrund der mageren Verhiltnisse
wird zugleich ein vollstindiger Ausbrand sichergestellt, wodurch zusitzlich die Bildung
von Ruf unterdriickt und die Emissionen von Kohlenmonoxid minimiert werden. Das
Konzept der mageren Vormischverbrennung wird zur Zeit in den meisten technischen Sy-
stemen, wie Ottomotor, Dieselmotor (HCCI Konzept?, engl.: Homogenous Charged Com-
pression Ignition), Gasturbine, Haushaltsbrenner und Industriebrenner, angewendet bzw.
erprobt. Im Fall von fliissigen Einsatzstoffen wird durch der Brennstoff durch eine der
Verbrennung vorgeschaltete Zerstdubung und Verdampfung aufbereitet (LPP Konzept,
engl.: Lean Prevaporazied Premized). Allerdings ist diese Art der Verbrennungsfiihrung
auch mit einigen Schwierigkeiten verbunden, wie Flammenriickschlag, thermoakustischem
Instabilitdten und Selbstziindung.

In der Vergangenheit stiitzte sich die Brennerneuentwicklung zum grofsten Teil auf
Erfahrung und experimentelle Untersuchungen. Die empirische Weiterentwicklung von
Verbrennungsprozessen ist aber nicht mehr ausreichend, um die Anforderungen, die an
innovative Verbrennungskonzepte gestellt werden, in einem vertretbaren Zeitrahmen zu
erfilllen. Es ist vielmehr ein tiefergehendes Verstédndnis der ablaufenden chemischen und
physikalischen Prozesse erforderlich. Dieses kann aber nur im Zusammenspiel von generi-
schen Experimenten, mathematischer Modellbildung und numerischer Simulation erwor-
ben werden. Messungen liefern immer nur Momentaufnahmen von Zustdnden, die aus
dem komplexen Zusammenspiel vieler Teilprozesse resultieren. Sie sind zwar damit unver-
zichtbare Basis aller Modellentwicklungen, Aussagen iiber die Bedeutung der einzelnen
Teilprozesse erlauben sie aber nur bedingt. Hierzu sind mathematische Modelle erforder-
lich, die mit Hilfe numerischer Verfahren gel6st und anhand neuer Mefkergebnisse validiert
werden konnen. In der Vergangenheit war die Simulation von Verbrennungsprozessen auf
einfache, technisch irrelevante Systeme beschrinkt und das Objekt wissenschaftlicher For-
schung. Diese Forschung hat aber im letzten Jahrzehnt zu praktikablen und verldflichen
Modellen gefiihrt, die im Zusammenspiel mit der gestiegenen Leistung moderner Compu-
ter die Moglichkeit eroffnet, technisch relevante Systeme zu simulieren. Auch wenn diese
Modellrechnungen einen komplexen Verbrennungsvorgang noch nicht vollstdndig beschrei-
ben konnen, so stellen sie doch mittlerweile ein Auslegungswerkzeug dar, welches in der
Entwicklung moderner Verbrennungsanlagen zunehmend Bedeutung erfihrt. Hinter der
verstarkt modellgestiitzten Entwicklung stehen vermehrte Anstrengungen der Industrie,
in Zusammenarbeit mit Hochschulen und Forschungsanstalten anwendungsorientierte Mo-
delle und numerische Verfahren zur Simulation reagierender Stromungen zu entwickeln.
Auf deutscher Ebene sind hier z. B. die Arbeitsgemeinschaft TECFLAM und das Projekt
AG Turbo, auf européischer das JOULE, LowNOX und CFD4C Programm zu nennen.
Auch die US-Amerikaner haben Projekte mit dhnlichen Zielsetzungen aufgelegt. Die er-
folgreiche Anwendung von numerischer Stromungssimulation (CEFD, engl.: Computational

’Die Kompressionsziindung eines homogenen Gemisches vereint ottomotorische (homogene Gemisch-
bildung) mit dieselmotorischen (Kompressionsziindung) Merkmalen und fithrt zu drastischen NO,-
Reduktionen bei Vermeidung von Rufsemissionen.



Fluid Dynamics) im industriellen Umfeld setzt jedoch voraus, daf die der Verbrennung
zugrundeliegenden physikalisch- chemischen Prozesse mit der erforderlichen Genauigkeit
bei gleichzeitig minimalen Aufwand beschrieben werden konnen.

1.2 Zielsetzung

Die bei der turbulenten Vormischverbrennung auftretenden Phinomene lassen sich in
drei Teilbereiche gliedern: Turbulenzmodellierung, Chemie der Verbrennung und die In-
teraktion dieser beiden Prozesse. Die meisten technischen Verbrennungsprozesse finden
unter turbulenten Stromungsbedingungen statt, da nur durch turbulente Transportpro-
zesse die erforderliche Energiedichte sichergestellt werden kann. Turbulente Strémungen
stellen auch ohne iiberlagerte Verbrennung ein dufert komplexes Phéinomen dar, welches
immer noch Gegenstand intensiver Forschung ist. Der Einsatz von fortgeschrittenen Mo-
dellen, wie z. B. die Grobstruktursimulation (LES, engl.: Large Eddy Simulation) oder
gar eine direkt numerische Simulation (DNS; engl.: Direct Numerical Simulation) ist zwar
wiinschenswert, verbietet sich aber aufgrund des damit verbundenen Rechenaufwands.
Deshalb werden zur Simulation komplexer, turbulenter, reagierender Strémungen fast
immer einfachere Turbulenzmodelle, sogenannte zeitgemittelte Verfahren (RANS, engl.:
Reynolds Averaged Navier Stokes) eingesetzt. Obwohl die Einschriankungen dieser Model-
le bekannt sind, gibt es bisher keine iiberzeugende Alternative, insbesondere im Hinblick
auf die Simulation industrieller Probleme. Da die im Rahmen dieser Arbeit entwickelten
Verbrennungsmodelle industriellen Anforderungen gerecht werden sollen, und der Schwer-
punkt auf der Beschreibung der Interaktion von Turbulenz und Verbrennung lag, wurde
auf einfachere RANS-Modelle zur Berechnung der turbulenten Stromung zuriickgegrif-
fen. Zudem wurden einfache Stromungssysteme zur Validierung der Verbrennungsmodelle
ausgewdhlt, die durch die Turbulenzmodelle mit ausreichender Genauigkeit beschrieben
werden.

Neben der Strémung spielt bei Vormischflammen die Chemie der Verbrennung eine
malfsgebliche Rolle. Sie stellt ebenfalls ein komplexes Problem dar, da sie nicht nur eine
Vielzahl von chemischen Spezies und Reaktionen umfafst sondern auch innerhalb sehr
unterschiedlicher Zeitskalen verldauft. Mit Hilfe von detaillierten Reaktionsmechanismen,
wie sie fiir gasformige Brennstoffe existieren, lassen sich zwar detaillierte Kenntnisse iiber
die Flammenstruktur sowie Schadstoffe gewinnen, es ist jedoch aufgrund des damit ver-
bundenen Rechenaufwands auch auf absehbare Zeit nicht mdoglich, diese auf turbulente
Stromungsvorginge anzuwenden. Daher kommen bei der Modellierung turbulenter Ver-
brennungsprozesse immer reduzierte Reaktionsmechanismen zum Einsatz, die nur wenige
Spezies und Reaktionen umfassen, aber die wesentlichen Charakteristiken der Flamme,
wie z.B. die Brenngeschwindigkeit, in einem beschrinkten Parameterbereich wiedergeben
zu konnen.

Zentrales Problem der Modellierung turbulenter vorgemischter Verbrennung ist die
angemessene Beschreibung der Interaktion von Turbulenz und Verbrennung. Dies gilt ins-
besonders fiir die Modellierung des zeitlich mittleren Reaktionsquellterms, der sich nicht
geschlossen darstellen laft. Alle turbulenten Reaktionsmodelle basieren auf charakteristi-
schen Zeit- sowie Langenskalen von turbulenter Strémung und der Chemie, die mehrere
Gréfkenordnungen umfassen. Sind die charakteristischen Zeitmafe der Stromung, d. h.
der Mischung, viel grofer als die der im allgemeinen schnell ablaufenden Chemie, dann
konnen die beiden Prozesse entkoppelt voneinander betrachtet werden. Sind sie dagegen,



wie im Fall der hochturbulenten Verbrennung, die sich durch extrem kurze Mischzeiten
auszeichnet, in der gleichen Grofsenordnung, dann ist eine entkoppelte Beschreibung nicht
zuléssig.

In diesem Fall besteht ein moglicher Losungsansatz in der Einfiihrung einer Wahr-
scheinlichkeitsdichtefunktion, mit deren Hilfe der zeitlich mittlere Reaktionsquellterm be-
stimmt werden kann. Das Modellierungsproblem verschiebt sich somit auf die Bestimmung
der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion. Diese Arbeit beschiftigt sich mit angenommenen
Formen von Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen, da diese einen guten Kompromiss zwi-
schen vertretbarem Rechenaufwand und angestrebter Aussagegenauigkeit darstellen. Die
verwendete Methode setzt aber voraus, dass der Reaktionsverlauf durch eine einzige Re-
aktionsfortschrittsvariable beschrieben werden kann. Deshalb wurde auf der Basis von
Quasistationaritits- und partiellen Gleichgewichtsannahmen das Konzept der 2-Bereich-1-
Schritt Kinetik entwickelt, um dieser Forderung Rechnung zu tragen. Die Methode der an-
genommenen Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ist immer dann erfolgversprechend, wenn
es ausreicht, die Interaktion zwischen turbulenter Stromung und chemischer Reaktion,
durch ihre Statistik zu beschreiben. Messungen zeigen aber, dafs die Wechselwirkungen
zwischen turbulenten Wirbelelementen und der Flammenfront nicht immer regellos sind.
Hierbei wird angenommen, dafl die instationére, dreidimensionale, turbulente Flammen-
struktur durch ein Ensemble von quasistationéren, eindimensionalen, laminaren Flammen-
strukturen, sogenannten ,Flamelets”, angenihert werden kann. Die Abldufe chemischer
und stromungsmechanischer Prozesse konnen in diesem Fall unabhingig voneinander be-
trachtet, d. h. chemische und turbulente Zeit- und Langenskalen konnen separiert werden.
Verbrennungsmodelle, fiir die diese Ndherung zutrifft, werden daher auch als Flamelet-
Modelle bezeichnet. Die in dieser Arbeit verwendeten Flamelet-Modelle basieren auf dem
Konzept der ,kohidrenten Flamme®. Hierbei wird die zeitlich mittlere Reaktionsgeschwin-
digkeit iiber die laminare Flammengeschwindigkeit und die lokal zur Verfiigung stehen-
de Flammenfrontoberflichendichte bestimmt. Die Flammengeschwindigkeit représentiert
Einfliisse der Chemie, wihrend die Flammenfrontoberflichendichte implizit die Interakti-
on von Chemie und Turbulenz beinhaltet. Fiir sie kann eine Transportgleichung aufgestellt
werden, die alle relevanten Prozesse wie konvektiver und turbulenter Transport, Bildung
und Abbau beschreibt. Auferdem ist es mit diesem Ansatz moglich, den Einflufl detail-
lierter Chemie zu beriicksichtigen. Die Arbeit vergleicht in der Literatur vorgeschlagene
Modelle und stellt eine neue Formulierung der Transportgleichung der Flammenfrontdich-
te im Kontext favregemittelter Erhaltungsgleichungen vor. Dieses Modell wurde zudem
um Teilmodelle zur Beriicksichtigung von Wand- sowie nicht-isenthalpischen Effekten er-
weitert. Die Anwendbarkeit der Verbrennungsmodelle auf technisch relevante Systeme
nimmt im Rahmen dieser Arbeit einen besonderen Stellenwert ein. Daher wurden sie in
den kommerziellen Stromungsléser TASCflow3d implementiert, der die Losung beliebiger
zwei- und dreidimensionaler turbulenter, regierender Stromungen erlaubt. Die Modelle
wurde anhand detailliert vermessener Vormischflammen validiert und miteinander vergli-
chen. Die Testflammen umfassen sowohl nieder als auch hochturbulente Flammen: Das
Verhalten der Modelle im Bereich schwacher und mittlerer Turbulenzintensitit wurde
anhand einer Standard-Bunsenflamme, die im Rahmen des TECFLAM Forschungsvor-
habens vermessen wurde, untersucht. Das sogenannte Matrixbrennersystem wurde im
Hinblick auf die Erforschung gasturbinenspezifischer Verbrennung entwickelt und zeich-
net sich durch sehr hohe Turbulenzintensitdten und Reynoldszahlen aus. Die vermessenen
Testflammen eigenen sich daher hervorragend zur Validierung der Verbrennungsmodelle
im hochturbulenten Bereich. Der Einfluf der Flammenfrontstreckung wurde schliefslich



anhand einer turbulenten, vorgemischte Freistrahlflamme, die sich durch sehr grofe Kar-
lovitzzahlen auszeichnet, untersucht.

1.3 Gliederung der Arbeit

Das folgende Kapitel gibt zuniichst einen Uberblick iiber die wichtigsten Gleichungen zur
Beschreibung turbulenter reagierender Stromungen. Diese bilden die Grundlage fiir Ka-
pitel Kapitel 3, in dem anhand eines Literaturiiberblicks die wesentlichen Ansédtze zur
Beschreibung der laminaren und turbulenten Vormischverbrennung vorgestellt werden.
Im Vorgrift auf die Diskussion der Ergebnisse in Kapitel 8 werden die turbulenten Ver-
brennungsmodelle zudem anhand der turbulenten Flammengeschwindigkeit als charak-
teristische Kenngrofe turbulenter Vormischverbrennung klassifiziert und bewertet. Eine
neue, dimensionsanalytisch motivierte Darstellung im Verbrennungsdiagramm ermoglicht
hierbei einen schnellen Uberblick iiber die Eigenschaften und Giiltigkeitsbereiche der Mo-
delle. Die in Kapitel 3 aufgezeigten Theorien zur asymptotischen Beschreibung laminarer
Flammenfronten bilden die Grundlage der bereits erwdhnten 2-Bereich-1-Schritt Kinetik.
Diese wird in Kapitel 4 abgeleitet und ihre Anwendbarkeit anhand der Verbrennung von
Methan sowie hoherer Kohlenwasserstoffe demonstriert. Kapitel 5 und 6 befassen sich mit
der Ableitung und Modellierung der angewendeten turbulenten Verbrennungsmodelle. Die
Implementierung der Modelle in den kommerziellen Strémungsléser TASCflow sowie die
im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Programme fiir das Pri- und Postprozessing ist
Thema von Kapitel 7. Eine Bewertung der verwendeten Verbrennungsmodelle anhand ei-
nes breiten Spektrums detailliert vermessener turbulenter Vormischflammen findet sich in
Kapitel 8. Dieses enthilt zudem einen Ausblick auf weiterfithrende Untersuchungen. Eine
Zusammenfassung der wichtigsten Ergebnisse beschlieft die Arbeit.



Kapitel 2

Grundlagen

2.1 Allgemeine Gleichungen reaktiver Gasstromungen

Die Grundlage fiir die Berechnung von reagierenden Gasgemischen bilden die Bilanzglei-
chungen der Kontinuumsmechanik. Diese setzen sich aus der Massen- und Impulsbilanz,
anhand derer die ortlichen Geschwindigkeiten und der Druck bestimmt, und den Erhal-
tungsgleichungen fiir die Konzentrationen der reagierenden Komponenten sowie der Ent-
halpie, aus denen die Temperatur und damit die Dichte berechnet werden, zusammen. Die
mit der Warmefreisetzung einer Verbrennungsreaktion verbundene Dichteinderung wirkt
schliefflich auf das Stromungsfeld zuriick. Daher ist es notwendig zur vollstindigen Be-
schreibung der Wechselwirkung von Chemie und Strémung alle im folgenden vorgestellten
Bilanzgleichungen zu beriicksichtigen. Ausfiihrliche Ableitungen auf Basis der Kontinu-
umsmechanik finden sich z. B. in BIRD, STEWART und LIGHTFOOT (18], WILLIAMS [238]
oder BUGGISCH [46].

2.1.1 Erhaltungsgleichungen
Bilanz der Gesamtmasse

Die Erhaltung der Gesamtmasse wird auch als Kontinuitatsgleichung bezeichnet und lau-
tet

dp B
5tV (pu) =0, (2.1)

wobei p die Massendichte des Gasgemisches und w den Geschwindigkeitsvektor bezeich-
net. Sie beinhaltet neben der lokalen zeitlichen Anderung /0t konvektive Anderungen
aufgrund von Stromungsdivergenz und Expansionseffekten durch Dichteéinderungen.

Bilanz der Teilchenmassen

Ebenso wie fiir die Gesamtmasse gilt fiir die Massen aller chemischen Komponenten eines
Systems Ny, bzw. ihres Massenbruchs Y eine Erhaltungsgleichung:

0 (pY . .
Im Gegensatz zur Bilanzgleichung der Gesamtmasse sind jedoch ein Diffusionsstrom j,,
aufgrund unterschiedlicher Schwerpunktgeschwindigkeiten der Teilchen, und ein Produkti-
onsterm 1y, der die Anderung der Teilchendichte durch chemische Reaktionen beschreibt,
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zu beriicksichtigen. Da die Summe aller Partialdichten py = pY) gleich der mittleren Dich-
te p ist, sind nur Ny — 1 Gleichungen von einander unabhéngig und es gilt

Ny
d Yi=1. (2.3)
k=1

Bilanz des Impulses

Die Impulserhaltung beschreibt die zeitliche Anderung des Impulses eines Massenelemen-
tes aufgrund von Oberflichen- und Massenkriften. Im Rahmen dieser Arbeit betrachtete
Oberflachenkrifte sind der hydrostatische Druck p sowie viskose Spannungen, die durch
den Zahigkeitsspannungstensor T beschrieben werden. Von den Massenkréften ist bei Ver-
brennungsprozessen i. a. nur die Schwerkraft pg von Bedeutung. Die Impulsbilanz lautet

dann
9 (pu)
ot

+V-(puu)+Vp+V-T=pg. (2.4)

Bilanz der Energie

Das Prinzip der Energieerhaltung besagt, daf sich die Gesamtenergie in einem Volumen
beliebiger Grofe nur durch einen Warmestrom iiber die Systemgrenze oder durch Fernwir-
kung, z. B. elektromagnetischer Strahlung, nicht aber durch Energieproduktion innerhalb
des betrachteten Volumens verindern kann'. Damit gilt fiir die Erhaltung der inneren
Energie e

0 (pe) - . . _

5 T (pue) ==V -4, +pV-u—-T:Vu+gqg. (2.5)
Die rechte Seite beinhaltet neben Energietransport aufgrund von Teilchendiffusion j,,
Volumenarbeit, Arbeit durch Reibungskrifte und Energiezufuhr durch Fernwirkung g¢g,
wobei bei Verbrennungsprozessen in erster Linie Warmestrahlung von Bedeutung ist.

Unter Verwendung der Definition

h=e+p/p (2.6)

145t sich weiterhin die Bilanzgleichung der spezifischen Enthalpie ableiten

0 (ph . 0
%-}-V-(puh):—V-jq—a—ZZ—T:Vu—i-qR. (2.7)

Dies ist die bevorzugte Form der Energieerhaltung, da fiir viele Verbrennungsprozesse der
Druck als konstant angesehen werden kann, und somit der Druckterm auf der rechten
Seite entfillt.

Bilanz der Elementmassen

Neben den Massenbriichen der chemischen Komponenten lassen sich auch die Massenbrii-
che der chemischen Elemente Z; bilanzieren. Diese sind mit den Speziesmassenbriichen
iiber die folgende Beziehung verkniipft

k=1

!Der Einflu relativistischer Krifte ist hierbei ausgeschlossen.



wobei a; die Anzahl der Atome des Elements j in der Komponente & beschreibt, und W;
bzw. W) die Molmassen des Elements j bzw. der Komponente & sind. Da die Elemente
im Gegensatz zu den Verbindungen wihrend der chemischen Reaktion weder verbraucht
noch gebildet werden, bleibt ihre Masse in einem homogenen System unverdndert und es
gilt

9 (pZ;)

T-FV'(pqu)-l-V-jj:O. (2.9)

Der Diffusionsstrom j; des betrachteten Elements j kann hierbei als gewichteter Diffu-
sionsstrom EI/,(CJ)W]' /Wi3, auf Basis der Komponentenfliisse j, berechnet werden. Die
normierte Form des Elementmassenbruchs wird als Mischungsbruch f bezeichnet:

Zi — Zjmi
f="T— (2.10)
Zj,ma.x - Zj,min
Die entsprechende Erhaltungsgleichung ist durch
9 (pf) :
7+V‘(,0Uf)+V']f:0 (2.11)

gegeben. Die Definition des Mischungsbruchs (2.10) hangt von der Problemstellung ab und
kann auf unterschiedliche Art und Weise erfolgen. Im allgemeinen wird er als Linearkom-
bination einer oder mehrerer Elementmassenbriiche geschrieben, die auf charakteristische
Eintrittszustédnde bezogen werden. Im Rahmen dieser Arbeit ist der Mischungsbruch als
Summe der Elementmassenbriiche von Kohlenstoff und Wasserstoff definiert:

(Zo + Zn) + (Zo + Zu)y,

1= e+ Ty + Zo+ )y,

(2.12)

Da es sich bei den betrachteten Flammen um freibrennende Vormischflammen handelt,
sind die Referenzzustéinde durch den Eintrittszustand der Reaktanten (R) und der Um-
gebungsluft (L) gegeben.

Gleichung (2.11) besitzt einen Diffusionsstrom j;, der von der Definition des Mi-
schungsbruchs abhéngt, und somit eine Funktion aller Diffusionsstrome j, ist. Im allge-
meinen wird bei der Anwendung von Gleichung (2.11) aber davon ausgegangen, daf j,
direkt iiber den Mischungsbruch und iiber ein Ficksches Diffusionsgesetz (siehe Abschnitt
2.1.2) beschrieben werden kann.

2.1.2 Phanomenologische Gleichungen

Das System der in Kapitel 2.1 vorgestellten Bilanzgleichungen ist erst in sich geschlos-
sen, wenn der Zahigkeitsspannungstensor T, der Wérmestrom j,, der Diffusionsstrom j,
sowie der Reaktionsquellterm 1y, als Funktion der abhéngigen Variablen bekannt sind. Au-
Kerdem ist eine Zustandsgleichung erforderlich, die den Zusammenhang zwischen Druck,
Temperatur und Dichte bzw. Konzentrationen beschreibt. Die erforderlichen Gesetze, die
diese Funktionen bereitstellen, sind empirischer Natur, weshalb sie als phidnomenologi-
schen Gleichungen bezeichnet werden. Auf die Darstellung des Strahlungsquelltermes ¢g
der Energieerhaltung wird im Rahmen dieser Arbeit nicht ndher eingegangen, da er fiir
die betrachteten Flammen von untergeordneter Bedeutung ist.



Der Newton’sche Schubspannungsansatz

Die viskosen Eigenschaften eines Fluids und damit der Zahigkeitsspannungstensor wer-
den durch ein Materialgesetz, eine sogenannte rheologische Gleichung beschrieben. Die
meisten Fluide verhalten sich wie newtonsche Fluide und gehorchen dem Newton’schen
Schubspannungsansatz. Dieser besagt, daf die auf ein Oberflichenelement einwirkenden
Scherkréfte proportional zum negativen Wert des Geschwindigkeitsgradienten sind, und
lautet in seiner allgemeinen Formulierung [197]

T=—u [(Vu +u”) + (%u - ud) (V- u) I} . (2.13)
Hierbei bezeichnet p die Viskositit des Gasgemisches, ug die Druckzéhigkeit oder Volu-
menviskositit und I den Einheitstensor. Die Druckzihigkeit u4 beriicksichtigt Reibungsef-
fekte, die bei der Expansion eines Fluids auftreten und durch Relaxationseffekte zwischen
inneren Freiheitsgraden der Molekiile und der Translationsbewegung hervorgerufen wer-
den [238]. Thr Beitrag ist im Gegensatz zu den Reibungskréften sehr gering, weshalb sie
im allgemeinen vernachlissigbar ist [97].

Das Fick’sche Diffusionsgesetz

Der Diffusionsstrom j, ist als Differenz zwischen der Schwerpunktsgeschwindigkeit der
Komponente £ und der mittleren Stromungsgeschwindigkeit definiert. Im Fall von Ver-
brennungsprozessen 1afit er sich in zwei wesentliche Anteile aufspalten: Die Massendiffu-
sion, die auch als Fick’sche Diffusion bezeichnet wird, und die Thermodiffusion.

=3t +3r (2.14)

Weiterhin kénnen Druckgradienten oder dufere Feldkrifte das Auftreten von Diffusion-
effekten bewirken. Diese Phinomene spielen jedoch bei Verbrennungsvorgingen nur eine
sehr untergeordnete Rolle und kénnen deshalb vernachlissigt werden [18]. Aus der kineti-
schen Gastheorie lassen sich fiir die Massen- und Thermodiffusion die folgenden Ausdriicke
ableiten [18]:

, 114

it="5%"D, vy, (2.15)
w £k

ji = =DV (InT) (2.16)

Hierbei bezeichnet W die mittlere molare Masse der Mischung, Dy, die polyniren Diffu-
sionskoeffizienten und DI den Thermodiffusionskoeffizienten. Die polyniren Diffusions-
koeffizienten sind konzentrationsabhingig weshalb ihre Bestimmung aus den bekannten
bindren Diffusionskoeffizienten Dy; dufert aufwendig ist. Deshalb wird die Diffusions-
stromdichte aufgrund von Konzentrationsgradienten héufig iiber eine Naherungsformel
berechnet, die die Diffusion einer Komponente £ in die Mischung beschreibt, und in ihrer
Form dem Fick’schen Diffusionsgesetz eines bindren Gemisches entspricht [110]:

i = —pWiDp VY . (2.17)
Der mischungsbezogene Diffusionskoeffizient ist hierbei zu
1-Y,
Dy = ——— (2.18)

> i
I#k Dy,
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definiert. Die Autoren konnten zeigen, daf diese Gleichung fiir Mehrkomponentengemische
mit einer Uberschukomponente eine hinreichend genaue Niherung darstellt. Allerdings
ist zu beriicksichtigen, daf sich aufgrund der Naherung die Diffusionsstrome nicht zwangs-
laufig zu Null addieren. Um die Erhaltung der Gesamtmasse zu erzwingen, ist deshalb ein
Korrekturterm der Form

Ny,
jkorr = - ij (219)
k=1

erforderlich [65].
Gleichung (2.17) 148t sich auch in der folgenden Form anschreiben

d H
= -1 vy, 2.20
T Scp " (2.20)

wobei Sci die Schmidtzahl der Komponente k bezeichnet und iiber folgende Beziehung
definiert ist.

7
Sc, = — 2.21
g pDy, ( )

Sie setzt den diffusiven Transport von Impuls in das Verhéltnis zum diffusiven Transport
von Masse.

Der Fourier’sche Wiarmeleitungsgesetz

Der Wirmestrom iiber eine Oberfléche j, setzt sich aus Warmeleitung j;, Transport von
Enthalpie aufgrund von Diffusion jg und dem Dufour-Effekt zusammen. Da die Ener-
gie, die aufgrund des Dufour Effektes transportiert wird, im Vergleich zur Energie, die
aufgrund von Diffusion transportiert wird, meist vernachléssigbar klein ist [18], gilt

Jo=J5+7q- (2.22)
Der Flufs von thermischer Energie ist durch das Fourier’sche Warmeleitungsgesetz gegeben
und proportional zum negativen Temperaturgradienten [8|

j¢=—AVT. (2.23)

Der zweite Anteil beschreibt den Enthalpiestrom, der sich durch Diffusion von Kompo-
nenten unterschiedlicher spezifischer Enthalpie hy einstellt [18]

N,
34 =" hejy - (2.24)
k=1

Der Diffusionsstrom der Komponente k ist dabei durch Gleichung (2.14) gegeben. Kom-
bination der Gleichungen (2.20) und (2.22)—(2.24) sowie Einfithrung der Prandtlzahl

pr=E2 (2.25)
fiihrt auf N
P Vh+zk:(ﬂ—1>hvy (2.26)
Jo = Pr 1 S k g g '

Dieser Ausdruck reduziert sich, fiir den Fall daf die Lewis Zahlen der Komponenten,
definiert als
Sck A

~Pr pcp Dy
zu eins gesetzt werden konnen, auf Gleichung (2.23).
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Thermische Zustandsgleichung

Neben der rheologischen Gleichung und den Transportansétzen ist noch eine weitere Be-
ziehung erforderlich, die den thermischen Zustand und damit die thermodynamischen
Eigenschaften des Gasgemisches beschreibt. Dieser Zusammenhang ist durch die thermi-
sche Zustandsgleichung gegeben, die die Zustandsvariablen p, 7" und p bzw. Y} miteinan-
der verkniipft. Das Verhalten von Gasen wird meistens mit Hilfe eines Polynomansatzes,
der sogenannten Virialgleichung abgebildet [213]. Fiir die bei Verbrennungsprozessen vor-
herrschenden Bedingungen ist der thermodynamische Zustand jedoch mit ausreichender
Genauigkeit durch das ideale Gasgesetz beschrieben

P
T)= LRT, 2.27
pip,T) = 7= (2.27)

in dem die idealen Gaskonstante den Wert R = 8.3147/mol-k besitzt.

2.1.3 Thermodynamische Groéfien

Im Rahmen dieser Arbeit wird davon ausgegangen, daf sich die betrachteten Kompo-
nenten wie ideale Gase verhalten und ideal mischen. Unter dieser Voraussetzung ist die
spezifische Enthalpie der Mischung gleich der Summe der gewichteten spezifischen Ent-
halpien der Komponenten des Systems [214]

N
h=> hYs. (2.28)
k=1

Bei idealen Gasen ist die Enthalpie lediglich eine Funktion der Temperatur geméf [213]

T
hk(T) = h,;: +/ Cpk(T)dT . (229)
T0
Hierbei bezeichnet hj den Absolutwert der spezifischen Enthalpie bei 298K und ¢y die
spezifische Wiarmekapazitit der Komponente k£ bei konstantem Druck.

Analog zu Gleichung (2.28) ist die spezifische Entropie s einer idealen Gasmischung
definiert durch [214]

N
s=Y siYi. (2.30)
k=1

Im Gegensatz zur Enthalpie ist die spezifische Entropie aber eine Funktion sowohl der
Temperatur als auch des Drucks [213]:

T
coi(T) /pk
T, pe) = s° D) gp [ R 4, 2.31
sk(T, pr) 8k+/T0 T = p (2.31)

Die Berechnung der spezifischen Warmekapazititen kann z. B. mit Hilfe von Polyno-
mansitzen erfolgen

cok(T) = a1 + aoT + azT? + a,T* + asT*, (2.32)

die die experimentellen Daten der JANAF-Tabellen [215] wiedergeben. Zusammen mit
den Standard-Enthalpien h; und Standard-Entropien s}, lassen sich daraus alle weiteren
thermodynamischen Gréfen ableiten [111].
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2.1.4 Transportkoeffizienten

Die rheologische Gleichung und die Transportgesetze fiir Energie und Teilchenmasse bein-
halten Proportionalitdtsfaktoren in Form der dynamischen Viskositit p, der Warmeleit-
fahigkeit A und der Diffusionskoeffizienten Dy. Ihre Werte lassen sich fiir Verbrennungs-
vorgénge mit ausreichender Genauigkeit unter Zuhilfenahme der Theorie verdiinnter Gase
abschétzen [97, 18, 69].

Dynamische Viskositét

Fiir die dynamische Viskositét eines reinen Gases liefert die Chapman-Enskog Theorie die
folgende Zahlenwertgleichung [97]

e = 2,6693 - 107° (2.33)
wobei die Temperatur 7" in K und der effektive Stolquerschnitt o in Angstrém eingesetzt
werden miissen. Das StoRintegral ng’?) ist eine eindeutige Funktion der Temperatur und
kann mit Hilfe der Parameter des Lennard-Jones Potentials berechnet werden [110].

Fiir Mehrkomponentengemische 14#t sich der Viskosititskoeffizient der Mischung iiber
die folgende empirische Formel [110]

1 [ A AN
p=o D X+ [ > — (2.34)
2 k=1 =1 Mk

aus den Viskositatskoeffizienten der reinen Komponenten bestimmen. Hierin bezeichnet
X}, den Molenbruch der Komponente k, die mit den Massenbriichen iiber X, = WY, /W
verkniipft ist.

Fiir viele technischen Anwendungen ist die Temperaturabhéngigkeit der dynamischen
Viskositéit der Mischung durch die von SUTHERLAND [6] angegebene Naherungsformel
ausreichend genau bestimmt:

3/2
T )/ Toos + T,

2.
Teos T+1T, (2:35)

M (T) = Href (T'ref) (

Darin ist ji,.s die Viskositdt bei der Referenztemperatur 7,.; und 7, eine stoffabhéngige
Konstante. Fiir Luft werden von SUTHERLAND |[6] die folgenden Werte angegeben

T, =110K Ty; = 280K pre; = 1.75- 10°%8/mss .

Wirmeleitfihigkeit

Die Warmeleitfahigkeit verdiinnter Gase kann bei Kenntnis der Viskositdt mit Hilfe der
folgenden Beziehung berechnet werden [110]

15 R
N = Bp—— 2.36
k k 1 Wk'uk’ ( )

wobei die sogenannte Eucken-Korrektur Ejy den Einfluf der inneren Freiheitsgrade be-

riicksichtigt.
4 pDkk Cpk 5
E,=1+— — — = 2.37
TN (R 2 (237)
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Aus praktischen Griinden wird haufig eine einfache Eucken-Korrektur mit pDy j/p, = 4/3
verwendet.

In Analogie zum Viskositatskoeffizienten 1aft sich die Wéarmeleitfahigkeit einer Mi-
schung idealer Gase mit fiir Verbrennungsvorginge ausreichender Genauigkeit iiber die
Beziehung [110]

1 [ Yoy, \
— X 2k 2.
A= kz_; ’“A”(;AJ (2.38)

aus den Wirmeleitfahigkeitskoeffizienten der reinen Komponenten bestimmen.

In Analogie zum Sutherland-Gesetz (2.35) ldft sich auch eine Nédherungsgleichung
fiir die mittlere Wéarmeleitfahigkeit aufstellen. Anhand von Gleichung (2.36) ist jedoch
ersichtlich, dafs die dynamische Viskositit und die Wérmeleitfihigkeit in sehr dhnlicher
Weise variieren. Deshalb kann die Warmeleitfdhigkeit der Mischung fiir praktische An-
wendungen iiber die Definition der als konstant angenommenen Prandtlzahl bestimmt
werden:

A= %. (2.39)

Diffusionskoeffizient
Die Berechnung der bindren Diffusionskoeffizienten fiir die Diffusion einer Komponente &
relativ zu einer Komponente [ basiert ebenso wie die Berechnung der Viskositit und der

Wirmeleitfihigkeit auf der Chapman-Enskog-Theorie. Die entsprechende Zahlenwertglei-
chung lautet [97]

0-9 VT3 (W + W) [ (W)

pEA
wobei der Druck p in Atmosphéren einzusetzen ist. Der Stofquerschnitt oy, ist das arith-
metische Mittel der Stofquerschnitte beider Komponenten oy = (0% + 0y) /2, und das
reduzierte StoRintegral Q') des Lennard-Jones Potentials ist eine eindeutige Funktion
der reduzierten Temperatur.

Dy =1,331-1

(2.40)

Thermodiffusionskoeffizient

Da Thermodiffusionseffekte bei Verbrennungsreaktionen nur fiir sehr kleine Verbindun-
gen bzw. Atome, die im allgemeinen nur in geringen Konzentrationen vorkommen, eine
Rolle spielen, 1dft sich die Berechnung der Thermodiffusionskoeffizienten erheblich verein-
fachen. In diesem Fall kann das Gemisch in guter Ndherung als eine bindre Mischung der
betrachteten Komponente &£ mit einer Mischung aller iibrigen Komponenten betrachtet
werden, und der Thermodiffusionskoeffizient 14t sich mit Hilfe der folgenden Gleichungen
berechnen:
Xk

DT bezeichnet den gemittelten Diffusionskoeffizienten nach Gleichung (2.18) und Oy das
Thermodiffusionsverhéltnis, gegeben durch

(2.41)

Or =Y 0Ok, (2.42)

wobei die Matrix 6y; in Gleichung (2.42) eine komplexe Funktion der Stofintegrale ist [110].



14

2.2 Beschreibung homogener Gasphasenreaktionen

Die Thermodynamik ist nur in der Lage den Gleichgewichtszustand eine Gasgemisches als
Funktion seines Anfangszustandes zu beschreiben, sie liefert jedoch keine Aussage iiber die
Zeit und Weg, die zum Erreichen des Gleichgewichtszustandes erforderlich ist. Uber diese
Zeitdauer und den Reaktionsweg gibt die chemische Kinetik Auskunft. Das Verstdndnis
des Reaktionsablaufs ist zudem essentiell fiir das Verstindnis des Verbrennungsvorganges,
da dieser neben der Bildung und Zersetzung von Schadstoffen auch die Ziindung und das
Verloschen von Flammen bestimmt.

Die in einer homogenen Gasphase ablaufenden chemischen Prozesse werden durch
das Zusammenspiel aller moglichen Elementarreaktionen der beteiligten Komponenten
bestimmt. Elementarreaktionen beschreiben reaktive Stofe der beteiligten Molekiile bzw.
Atome im mikroskopischen Bereich und lassen sich verallgemeinert in der folgenden Form
anschreiben

Ny, Ny,
Z v [Xi] = Z v, [ X - (2.43)
k=1 k=1

In Reaktionsgleichung (2.43) bezeichnet v, den stéchiometrischen Koeffizienten der Re-
aktanten der Reaktion ¢ sowie v; den der Produkte. Der Ausdruck [Xj| symbolisiert die
chemische Bezeichnung der Verbindung k, z. B. CH; oder OH. L&ft sich eine Reakti-
on hingegen in mehrere Elementarreaktionen zerlegen, spricht man von Bruttoreaktionen
oder zusammengesetzten Reaktionen. Die Summe aller Elementarreaktionen wird als Re-
aktionsmechanismus bezeichnet.

Die chemische Reaktionsgeschwindigkeit ist die zentrale Grofe der chemischen Kinetik.
Sie ist ein Mafs fiir die Umsatzgeschwindigkeit einer Reaktion 7 und 14t sich im Fall von
Elementarreaktionen aus den molaren Konzentrationen

Yy

= p— 2.44
Ck T (2.44)

der an der Reaktion beteiligten Komponenten, den stéchiometrischen Koeffizienten und
den Geschwindigkeitskoeffizienten bestimmen:

Ny, + N, _
k=1 k=1

Gleichung (2.45) trégt dem Prinzip der mikrochemischen Reversibilitdt Rechnung, welches
besagt, daf zu jeder Elementarreaktion eine Riickreaktion existiert. Deren Geschwindig-
keitskoeffizient k;; ist mit dem Geschwindigkeitskoeffizienten der Hinreaktion kg; iiber
die Gleichgewichtskonstante K¢ ; verkniipft:

ZL = Kcui(T). (2.46)
I

Damit 148t sich Gleichung (2.45) auch in der folgenden Form schreiben:

Ne ;M
q; = ]ff,i (;!;[1 Ck’” — KC,z' HC,ﬁ) . (2.47)

Die Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten hingen stark und nicht-linear von der Tem-
peratur ab, weshalb sie einen entscheidenden Einfluf auf den Reaktionsverlauf besitzen.
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Ihre Temperaturabhéngigkeit lafst sich mit ausreichender Genauigkeit durch einen modi-
fizierten Arrheniusansatz wiedergeben [12]

Eai
ki(T) = BT exp <_R3’> : (2.48)

Die Aktivierungsenergie F4; kann als Energieschwelle gedeutet werden, die zum erfolgrei-
chen Ablauf der Reaktion iiberwunden werden muf. Sie entspricht maximal den Bindungs-
energien der an der Reaktion beteiligen Verbindungen, wie im Fall von Dissoziationsre-
aktionen. Sie kann jedoch auch wesentlich kleiner sein, wenn simultan zum Aufbrechen
einer bestehenden Bindung neue Bindungen gebildet werden. B; bezeichnet den préex-
ponentiellen Faktor, der nach der kinetischen Gastheorie die Wahrscheinlichkeit einer
Kollision der Reaktanten wiedergibt. Die in Experimenten beobachtete schwache Tempe-
raturabhingigkeit des priaexponentiellen Faktors wird durch den Temperaturexponenten
b; beriicksichtigt. Die Aktivierungsenergie sowie der praexponentielle Faktor lassen sich
theoretisch fiir ideale Gase mit Hilfe der kinetischen Gastheorie berechnen. Die auf die-
se Weise bestimmten Werte weichen jedoch in der Realitat stark von den experimentell
ermittelten ab. Die reaktionskinetischen Konstanten B;, b; sowie E,4; werden daher be-
vorzugt durch Anpassung an experimentelle Ergebnisse bestimmt.

Die Gleichgewichtskonstante K¢ ; ist eine Funktion der Temperatur und durch die
Anderung der freien Enthalpie bei der Reaktion AGY bestimmt

D Vi AG?
Key(T) = (%) £ exp (— RT) : (2.49)

wobei AGY wie folgt definiert ist

Ny,
AG? = Z l/k,'Wk (hk - TS%) s (250)
k=1

und

_ o+ -
Vi = Vi — Vi

(2.51)

die Matrix der stochiometrischen Koeffizienten bezeichnet. Im chemischen Gleichgewicht
ist die Reaktionsgeschwindigkeit gleich Null und Kombination der Gleichungen (2.45) und
(2.46) fithrt auf eine Beziehung

HC”’“ = K¢,(T), (2.52)

die als Massenwirkungsgesetz bekannt ist.

Die in Gleichung (2.2) benétigte Bildungsgeschwindigkeit einer Komponente lafst sich
als Summe iiber die Geschwindigkeiten aller Reaktionen %, multipliziert mit den entspre-
chenden stochiometrischen Koeffizienten berechnen

= Wywy, = Wy, Z Vi , (2-53)

wobei wy, die molare Bildungsgeschwindigkeit bezeichnet.
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In einem homogenen System, in dem keine Transportprozesse stattfinden, ist die zeit-
liche Anderung einer Spezieskonzentration aufgrund einer irreversiblen 1-Schritt Reaktion
durch Kombination der Gleichungen (2.2), (2.45) und (2.53) beschrieben:

Ny, + N n
% = vk Hc;j = vk p>Vi HYj”j : (2.54)
j j
Unter diesen Bedingungen bezeichnet n = )" v; die globale Ordnung der Reaktion, die
manchmal auch als Druckexponent bezeichnet wird, und v, die Molekularitit oder die
Ordnung der Reaktion beziiglich des Reaktanten j. Im Fall von Elementarreaktionen ist
die Molekularitdt durch die Anzahl der an der Reaktion beteiligten Molekiile definiert.
Demzufolge sind Elementarreaktionen durch ganzzahlige Molekularitdten gekennzeichnet,
wahrend fiir Bruttoreaktionen rationale Werte fiir V;L charakteristisch sind. Fiir eine ein-
fache irreversible Verbrennungsreaktion, bei der Brennstoff mit einem Oxidationsmittel

zu Produkten umgesetzt wird
F + v0,0x — vpP, (2.55)

kann die folgende Bruttoreaktionsgleichung angeschrieben werden

% = kCrCgq; . (2.56)
Die beiden Exponenten n und m sind in diesem Fall die Ordnung beziiglich des Brenn-
stoffes und des Oxidators und ihre Summe die globale Reaktionsordnung. Der Ansatz
einer Reaktion als Bruttoreaktionsgleichung (2.56) erlaubt keinen Einblick in die tatséich-
lich auf molekularer Ebene ablaufenden chemischen Vorginge. Zumeist verbergen sich
hinter einem globalen Reaktionsansatz zahlreiche Zwischenschritte mit entsprechenden
Zwischenprodukten, die durch Kombination von Elementarreaktionen der Form (2.43)
beschrieben werden konnen.
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2.3 Zeitlich mittlere Bilanzgleichungen

Die in Kapitel 2.1 vorgestellten instantanen Bilanzgleichungen beschreiben sowohl lamina-
re als auch turbulente Stromungsvorgénge. Numerische Verfahren, die diese Gleichungen
ohne weitere Annahmen lésen, werden als direkte numerische Simulation (DNS, engl.: Di-
rect Numerical Simulation) bezeichnet. Turbulente Stromungen besitzen jedoch Struktu-
ren, deren Gréfsenabmessungen in technisch relevanten Systemen mehrere Gréfsenordnun-
gen umfassen konnen. In einer direkten numerischen Simulation miissen alle diese Skalen
aufgelost werden, was einen erheblichen numerischen Aufwand bedeutet, der selbst von
heutigen Grofrechnern noch nicht bewiltigt werden kann?. Die direkt numerische Losung
der Navier-Stokes Gleichungen ist damit noch auf sehr einfache Probleme beschrinkt, bei
denen die Anzahl charakteristischer Zeit- und Liangenskalen nicht zu grof ist.

Die Unterscheidung zwischen laminaren und turbulenten Stromungszustéinden erfolgt
anhand der von REYNOLDS [185] eingefiihrten Ahnlichkeitskennzahl, der sogenannten
Reynoldszahl

C arLc ar

die Stromungssysteme mit dhnlichen geometrischen und kinematischen Randbedingungen
klassifiziert. Sie kann als Verhéltnis der destabilisierenden Massentrigheitskrifte zu den
dampfenden und damit stabilisierenden Z&higkeitskriften gedeutet werden. In der Regel
sind laminare Stromungen bei grofen Reynoldszahlen instabil gegeniiber kleinen Stérun-
gen. Diese Storungen wechselwirken mit sich selbst und wachsen bis zur Transition, dem
laminar-turbulenten Stromungsumschlag, an. Eine weitere Erh6hung der Reynoldszahl
fiihrt zum turbulenten Strémungszustand, der sich durch einen im Gegensatz zur lamina-
ren Strémung deutlich intensiveren Transport von Impuls, Stoff und Energie auszeichnet,
der turbulenten Diffusion. Bei ausreichend hohen Reynoldszahlen strebt das Strémungs-
system schlieflich einen Zustand kinematischer Selbstdhnlichkeit entgegen, in dem das
Stromungsfeld von der Reynoldszahl unabhéngig ist.

Im Gegensatz zu laminaren Stromungen, die als geordnet und reguldr betrachtet wer-
den konnen, sind turbulente Stromungen immer instationir, dreidimensional, wirbelbe-
haftet und stochastisch. Sie sind jedoch nicht regellos und kénnen deshalb mit Methoden
der Wahrscheinlichkeitsrechnung beschrieben werden. In vielen technischen Anwendung
sind nur der zeitliche Mittelwert einer Feldgréfle und die Intensitdt ihrer Fluktuation,
ausgedriickt durch die Varianz von Interesse. Nach einem Vorschlag von REYNOLDS [186]
kann dann der Momentanwert in eine zeitlich mittlere und eine fluktuierende Grofe, die
Abweichung des Momentanwertes vom Mittelwert, aufgespalten werden:

Qz, 1) = Q@) + Q'(x,1). (2.58)

Hierbei bezeichnet der Querstrich (-) eine zeitlich gemittelte Gréfe und der Strich (-)" eine
fluktuierende Grofe. Die zeitlich gemittelte Grofe laft sich gemaf der folgenden Vorschrift
berechnen:

O(x) = lim (i AtQ(m,t)) dt. (2.59)

2Typische DNS Simulationen bendtigen heute bereits mehrere CPU-Monate bei Rechenleistungen von
10-100 GFLOPs. Die Abmessungen des Rechengebietes turbulenter reagierender Stréomungen sind daher
zur Zeit nicht grofer als wenige Zentimeter.
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Bei Stromungsvorgidngen, die auch im zeitlichen Mittel instationdr sind, wiirde eine
zeitliche Mittelung nach Gleichung (2.59) die transienten Anteile eliminieren. Solche Vor-
gange lassen sich aber durch Einfiihrung einer Ensemble-Mittelung iiber eine ausreichende
Anzahl von identischen Versuchen, die alle unter gleichen Anfangs- und Randbedingungen
durchgefiihrt werden beschreiben:

@(wt—ngr;o< Zth). (2.60)

Sofern sich die charakteristischen Zeiten der turbulenten Schwankungen und der insta-
tiondren mittleren Stromung geniigend voneinander unterscheiden, ist es moglich einen
laufenden Mittelwert

o 1 [tor2

Qe 1) = 1 / Q1) (2.61)

t—At/2

zu definieren. Dabei ist zu beachten, daf das Mittelungsintervall At im Vergleich zu den
turbulenten Schwankungen grof, im Vergleich zur instationdren Hauptstromung jedoch
ausreichend klein gewihlt werden mufs, um eine begriindete Basis fiir die Anwendung
von Gleichung (2.58) zu bilden. Die obigen Formen der Mittelung lassen sich auf die Bi-
lanzgleichungen anwenden, wobei die resultierenden Gleichungen als Reynolds-gemittelte
Navier-Stokes (RANS: engl. Reynolds Averaged Navier-Stokes) Gleichungen bezeichnet
werden.

Reagierende Stromungen weisen grofe Dichtegradienten und damit -schwankungen
auf. Die Reynolds-Mittelung fiihrt daher auf weitere unbekannte Korrelationen [132], wes-
halb nach einem Vorschlag von FAVRE [74] auf dichtegewichtete Mittelwerte zuriickgegrif-
fen wird. Fiir die sogenannten Favre-Mittelung gilt

Q(z,t) = Q(z) + Q" (z, 1) (2.62)
mit Q
A _ P
Q= - (2.63)

Um Favre-gemittelte Grofen von Reynolds-gemittelten Grofen zu unterscheiden, werden
die Mittelwerte mit einer Tilde (-) und die Abweichungen vom Mittelwert mit einem
doppelten Strich (-)” gekennzeichnet.

Anwendung der Favre-Mittelung auf die Bilanzgleichungen (2.1), (2.2), (2.4) und
(2.5) fithrt auf die Favre-gemittelten Navier-Stokes (FANS, engl.: Favre Averaged Navier-
Stokes) Gleichungen, die im Rahmen dieser Arbeit die Grundlage der Beschreibung tur-
bulenter reaktiver Stromungen bilden:

dp
= 2.64
TV =0 .
2 (71%) + V- (puVs) = =V -5, = V- (pu}) + by (265)
ot ‘ '
%) 1 9 - (piii) = ~Vp - VT - V- (i) =0 (260
00D | 5. (aiy) = V-G, + T T u— v (k) + 2
.o (i) - 9.5, TV () + 2
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Das Gleichungssystem wird ergéinzt durch eine gemittelte Form des idealen Gasgesetzes
Ns 1 —~ —~ —~—
p=RY_ o (pTVi +pI"}) . 2.68

Bei dhnlichen molaren Massen kann die Fluktuation der mittleren Molmasse ndherungs-
weise vernachlissigt werden [132], und Gleichung (2.68) reduziert sich auf die wesentlich
einfachere und allgemein gebrauchliche Form [132, 6]

Ng

ﬁzﬁnzﬁ. (2.69)

Die Druckfluktuationen p’ aufgrund von Kompressibilitéitseffekten kénnen in Gleichung
(2.66) und (2.67) vernachléssigt werden, solange die Machzahl, gebildet mit den mittleren
Stromungsgrofen Ma = |u|+/(cvp) / (¢,P), klein ist [96].

Die Aufgabe der Modellierung turbulenter Verbrennung besteht in der Bereitstel-
lung von Schliefungsansétzen fiir die unbekannten Korrelationen, die in den Gleichun-
gen (2.64)—(2.67) auftreten. Eine Uberblick iiber die in dieser Arbeit verwendeten Modelle
bietet das folgende Kapitel.

Abschliefsend sei an dieser Stelle auf die folgenden Aspekte zur Wahl von Reynolds-
bzw. Favre-gemittelten Transportgleichungen hingewiesen. Die existierenden Turbulenz-
modelle fiir reagierende Stromungen mit Dichteinderungen iibernehmen generell die fiir
inkompressible, isotherme Strémungen entwickelten Schliefungsannahmen. Inwieweit die-
se Annahmen jedoch iibertragbar sind, ist eine noch nicht vollstindig beantwortete Frage
und Gegenstand laufender Forschungsarbeiten [175]. Die Erfolge in der Beschreibung tur-
bulenter reagierender Strémungen deuten aber darauf hin, dafs die verwendeten Modelle
weitgehend dem Favre-Ansatz entsprechen und damit implizit Informationen iiber die
Dichteschwankungen enthalten.
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2.4 Charakterisierung der Turbulenz

2.4.1 Turbulenzkaskade

Nach der Vorstellung von RICHARDSON [187] weist eine turbulente Strémung ein brei-
tes Spektrum unterschiedlich grofer Wirbel auf. Diese sind durch eine Abmessung [ und
eine Geschwindigkeit u (1), die als Differenz der Geschwindigkeit iiber [ gedeutet werden
kann, charakterisiert. Die Wirbelabmessung [ entzieht sich einer exakten Definition, wird
aber nach einem Vorschlag von TAYLOR [217] als die Grofe eines Fluidelements gedeutet,
das eine ,kohérente Struktur® aufweist, d. h. dessen Geschwindigkeitsschwankungen kor-
reliert sind. Abbildung 2.1 zeigt die verschiedenen Wirbelklassen, wie sie sich bei einem
turbulenten Freistrahl ausbilden.

Am oberen Ende der Energiekaskade stehen die grofen Wirbelballen mit der Abmes-
sung l; und der Geschwindigkeit wu;, die ihre Energie aus den von aufen angreifenden
Geschwindigkeitsgradienten bezieht. Die in die Turbulenzkaskade eingespeiste massen-
spezifische Leistung ist daher von der Grofenordnung P o< O (u?/l;). RICHARDSON [187]
postulierte, daf die groffen Wirbel instabil sind und ihre Energie auf die Wirbelelemente
der néchst kleineren Ordnung iibertragen. Man spricht in diesem Zusammenhang von ei-
ner Energiekaskade infolge von Wirbelfadenstreckung. Hierbei werden Wirbelfiden mit ei-
nem Durchmesser der Gréfenordnung /; durch die Geschwindigkeitsgradienten der Haupt-
strémung gestreckt, und Energie von der Hauptstromung in die Schwankungsbewegung
eingespeist. Da im Bereich grofer Skalen dieser Prozef ndherungsweise als reibungsfrei be-
trachtet werden kann, vergrofert sich die Wirbelstirke in Richtung der gestreckten Achse.
Wegen der Erhaltung des Drehimpulses verringert sich gleichzeitig der Querschnitt des
gestreckten Wirbelfadens. Die vergroferte Wirbelstirke der gestreckten Wirbelelemente
fiihrt wiederum zu einer Streckung kleinerer Wirbelfaden. Die urspriinglich der Haupt-
stromung entzogene kinetische Energie wird auf diese Weise durch den Prozef der Wirbel-
fadenstreckung von gréferen zu kleineren Turbulenzelementen transferiert. Wahrend der

= 4‘?’;" '
- J.‘_ ,’;_4. _J&
s 4

Abbildung 2.1: LIF-Aufnahme eines turbulenten Freistrahls ( FUKUSHIMA und WESTER-
WEEL, Technical University of Delft
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Abbildung 2.2: Turbulenzfiden. Blaue Objekte sind Bereiche grofer Wirbelstirke, gelbe
Bereiche kennzeichnen Bereiche mit grofer Streckungsrate. PIV-Messung von VAN DER
Bos ET AL. [26].

Durchmesser der Wirbelfdden immer weiter abnimmt, steigen die Geschwindigkeitsgradi-
enten innerhalb der Elemente stark an, so daf die viskosen Krifte immer mehr an Einfluf%
gewinnen bis schliefilich die kinetische Energie der Schwankungsbewegung in Warme dis-
sipiert wird. Ein weiterer Mechanismus, der zur Bildung dissipativer Wirbelfaden fiihrt,
ist das Aufrollen von Wirbeln aufgrund von instabilen Scherschichten. Im Gegensatz zu
den Vorstellungen von RICHARDSON weifs man jedoch heute, daf diese Prozesse, gekenn-
zeichnet durch Streckungsrate und Wirbelstérke, nicht gleichmafig im Stromungsfeld ver-
teilt, sondern jeder fiir sich in ,koheranten Strukturen“ konzentriert sind. Turbulenz kann
daher wie in Abbildung 2.2 dargestellt als Ansammlung von ,Spaghetti“-d&hnlichen Wir-
belfiden betrachtet werden, die iiber eine Vielzahl von Mechanismen miteinander wech-
selwirken. Der Prozeft der Wirbelbildung durch Aufrollen sowie Wirbelstreckung steht mit
der Wirbeldissipation anndhernd im Gleichgewicht, so dafs die entstehenden Strukturen
stabil und langlebig sind. Austauschvorginge finden daher nicht innerhalb dieser rotieren-
den Strukturen sondern vielmehr zwischen den Wirbelelementen in Bereichen mit grofen
Streckungsraten statt, wie sie zwischen zwei Wirbeln mit gleicher Drehrichtung existieren.
Abbildung 2.3 verdeutlicht die wesentlichen physikalischen Mechanismen der Turbulenz.

KOLMOGOROV [117] ist eine weitergehende theoretische Analyse der Turbulenzkaska-
de zu verdanken, insbesondere spezifizierte er die Abmessung der kleinsten, dissipativen
Wirbelklasse, die nach ihm deshalb als Kolmogorov-Linge bezeichnet wird. KOLMOGO-
ROV hat in seiner Betrachtung der Energiekaskade drei wesentlichen Annahmen getroffen,
die sogenannten Kolmogorov-Hypothesen.

Die Hypothese lokaler Isotropie besagt, dafs fiir ausreichend grofe Reynoldszahlen alle
Wirbel mit einer Abmessung [ < [l;;, richtungsunabhingiges Verhalten aufweisen. Die-
se Wirbelklassen besitzen im Gegensatz zu den (anisotropen) Wirbelelementen der cha-
rakteristischen Linge [ > [;5, keine Informationen mehr iiber die Randbedingungen der
Stromung. Die Turbulenz kann daher in diesem Bereich als universell angesehen werden.
Dies fiihrt auf Kolmogorovs erste Ahnlichkeitshypothese, die besagt, da® in vollturbulente
Stromungen das universelle Verhalten der isotropen Wirbelklassen allein von der Dissipati-



22
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Abbildung 2.3: Schematische Darstellung von Wirbelfiden und den Mechanismen der
Wirbelstreckung, des Wirbeleinrollens und der Dissipation aufgrund viskoser Kréfte.

onsrate der turbulenten kinetischen Energie € und der kinematischen Viskositdt bestimmt
wird. In diesem sogenannten universellen Gleichgewichtsbereich ist die charakteristische
Zerfallszeit der Wirbelelemente ¢ = [/u (1) klein gegeniiber der der energietragenden Wir-
bel t; = l;/u; anzusehen, so daf sie sich mit der von den grofen Skalen produzierten
Energie im Gleichgewicht befinden. Mit Hilfe der Dissipationsrate € und der kinemati-
schen Viskositat lassen sich nun die sogenannten Kolmogorov-Skalen definieren, die die
kleinsten, dissipativen Elemente der Turbulenzkaskade charakterisieren

I, = () (2.70)
Uy = (ev)!/* (2.71)
ty = (v/e)''* (2.72)

Zwischen den turbulenzerzeugenden und dissipativen Wirbelelementen gibt es eine
Wirbelklasse mit der Abmessung I; > | > [,,. Basierend auf der Uberlegung, daf die tur-
bulente Reynoldszahl dieser Klasse grof ist, und somit der Energietransport nur durch
die Massentrigheitskrifte bestimmt wird, formulierte KOLMOGOROV seine zweite Ahn-
lichkeitshypothese. Diese besagt, daf fiir ausreichend grofe Reynoldszahlen der Energie-
transport der Wirbelelemente [, > [ > [, nur von der Dissipationsrate € bestimmt wird,
und unabhéngig von der kinematischen Viskositéit v ist.

Fiir diesen sogenannten Inertialbereich lassen sich fiir ein gegebenes Léngenmaf [
mittels dimensionsanalytischer Betrachtung die folgenden charakteristischen Geschwin-
digkeiten und Zeiten ableiten:

u(l) = (el)/? (2.73)

t(l) = 1/u(l) = (1*/e)"? (2.74)
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Das Verhiltnis der integralen zu den Kolmogorov-Skalen ist durch die Gleichungen (2.73)—
(2.74) gegeben, wobei davon ausgegangen wird, daR die groften Skalen mit e oc u?/l;
skalieren:

l,/1; oc Re™3/4 (2.75)
Up/us x Re M/* (2.76)
tn/t; ox Re /2 (2.77)

2.4.2 Das Energiespektrum

Turbulente Stromungen zeichnen sich durch ein kontinuierliches Spektrum von Léangen-
und Zeitskalen aus, welches sich anhand von Korrelationen an zwei Raumpunkten, soge-
nannten Ortskorrelationen beschreiben lift. Eine ausfiihrliche Betrachtung und Herlei-
tung der folgenden Darstellungen finden sich z. B. in HINZE [96], TENNEKES und LUM-
LEY [218| oder POPE [182].

Ausgangspunkt aller statistischen Betrachtungen der Turbulenz ist die Ortskorrelation
der Geschwindigkeitsschwankungen, die iiber den Tensor

R(z,7r,t) =u (z,t)u (x+r,t) (2.78)

definiert ist. Durch eine Fouriertransformation im Raum l&ft sich der Tensor R in den
Tensor ¥ iiberfiihren, der die spektrale Verteilungsdichte der Geschwindigkeitsfluktuatio-
nen im Wellenzahlraum s beschreibt.

\Il(m,h:,t):@%ﬁ/ow/()w/oooexp(—m-T)R(m,r,t)dr. (2.79)

Gleichung (2.79) kann anschaulich als Anteil der turbulenten kinetischen Energie gedeutet
werden, der Wirbel mit den Abmessungen zwischen k und K + dk am Ort x zur Zeit ¢
besitzt. Eine herausragende Stellung in der Turbulenzbeschreibung nimmt die turbulente
kinetische Energie ein. Sie beinhaltet die kinetische Energie aller Wirbelklassen, und ist
iiber

1 1 o o0 o0
k(x,t) = EUI -u! (x,t) = 5/0 /0 /o E¥ (z,k,t)dk . (2.80)

definiert. Die entsprechenden Schubspannungen erhilt man durch die Integration der zu-
gehorigen spektralen Verteilung iiber den Wellenzahlraum, z. B.

v (x,t) = /0 /0 /0 Uy (2, Kk, t)dk . (2.81)

Fiir den Fall isotroper homogener Turbulenz kann die Integration {iber den Vektor der
Wellenzahl k auf eine Integration iiber seinen Betrag x = |k| reduziert werden, deren
Ergebnis die Energiedichte & (k, t) ist. Diese wird auch als Energiespektrum bezeichnet.
Die Dynamik des Energiespektrums ist fiir isotrope homogene Turbulenz durch die
folgende Gleichung gegeben
0€ (k,t)

== =T () =D(x) (2.82)

wobei 7T die Umverteilung turbulenter kinetischer Energie im Tragheitsbereich und D die
Dissipation turbulenter kinetischer Energie aufgrund viskoser Effekte im Dissipationsbe-
reich der Kolmogorov-Skalen beschreibt. Die Kolmogorov-Theorie besagt, dal turbulen-
te kinetische Energie im Tragheitsbereich weder produziert noch vernichtet sondern nur
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(spektral) vom Produktionsbereich der energietragenden Skalen zum Dissipationsbereich
transportiert wird, so daf

/ T T () = 0 (2.83)

gilt. Der Disspationsterm beschreibt die Umwandlung von kinetischer Energie in Wiarme
aufgrund viskoser Effekte und ist durch

D (k,t) = 2uk*E (K, 1) (2.84)

gegeben. Die fiir die Turbulenzmodellierung wichtigen Grofen turbulente kinetische Ener-
gie k und ihre Dissipationsrate ¢ sind fiir den Fall isotroper homogener Turbulenz durch

k() = / £ (k1) dr (2.85)

und
e (t) = 2 / K2E (k. 1) dr (2.86)

definiert.
Gemessene Energiespektren lassen sich mit Hilfe der folgenden Modellfunktion gut
wiedergeben [182]

& (k,t) = Ce 2Pk 3 f, (kly) £, (Kl,) , (2.87)

wobei f; und f, dimensionslose Funktionen sind, die den Verlauf der Energiedichte im Be-
reich der grofiskaligen Wirbel und des Kolmogorov-Bereiches beschreiben. C' wird als Kol-
mogorovsche Konstante bezeichnet, der ein ungefihrer Wert von 1.5 zugewiesen wird [96].

Energiereiche
ol Wirbel T
10° F k
g | .Inertialbereich
I
\l

T — |
GroBskaIigq | Bereich des universellen ]
W|rbel

GlelchgeW|chts \\
107° 0‘4 0‘3 0‘2 0‘1 10°© 10" 10?

Kl Kly

0—2

Abbildung 2.4: Schematische (normierte) Darstellung des Energiespektrums fiir Re =
37500. Durchgezogene Linie: normierte Energiedichte & (k,t) / (l,,u%), gestrichelte Linie:
normierte Dissipationsfunktion € (k,t) / (Iyu2).
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Die Verteilung des Energiespektrums fiir eine turbulente Reynoldszahl von Re;, = 37500,
normiert mit den Kolmogorov-Skalen, ist in Abbildung 2.4 schematisch dargestellt. Das
Energiedichtefunktion & (k,t) ist durch die durchgezogene Linie gegeben wihrend die
strichpunktierte Linie den Verlauf der Dissipationsfunktion D (x,t) wiedergibt. Die Pro-
portionalitiit oc £7°/% im Transferbereich sowie der exponentielle Abfall der Energiedichte
im Bereich der Kolmogorov-Skalen ist deutlich zu erkennen.
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2.5 Turbulenzmodelle

In technischen Anwendungen sind zumeist nur die statistischen Eigenschaften einer tur-
bulenten Strémung, insbesondere die Mittelwerte, von Bedeutung. Numerische Verfah-
ren zur Berechnung praxisrelevanter Stromungskonfigurationen beruhen daher fast aus-
nahmslos auf der statistischen Beschreibung der Turbulenz. Hierbei werden die Transport-
gleichungen nach den Vorschligen von REYNOLDS [186] bzw. FAVRE |75, wie in Kapi-
tel 2.3 beschrieben, lokal zeitlich gemittelt. In diesen RANS- oder FANS-Gleichungen
treten aufgrund des nichtlinearen Verhaltens der Konvektionsterme zusétzliche Unbe-
kannte in Form zweiter statistischer Momente der Geschwindigkeitsschwankungen auf.
Fiir diese sogenannten Reynoldsspannungen lassen sich ebenfalls Transportgleichungen
ableiten, in denen jedoch wiederum unbekannte Terme in Gestalt hoherer statistischer
Momente auftreten, die durch ein Modell geschlossen werden miissen. Diese Verkettung
der Transportgleichungen niederer und hoherer Momente ist kennzeichnend fiir die so-
genannten statistischen Turbulenzmodelle. Prinzipiell ist keine vollstdndige Schlieffung
des Systems auf Basis von Transportgleichungen hoherer Momente moglich. Die Eintei-
lung der statistischen Turbulenzmodelle erfolgt daher anhand des gewdhlten Abbruchs
der Schliefungskette. Anwendungsorientierte Modelle brechen die Schliefungskette aus
Rechenzeitgriinden fast ausschlieflich bei statistischen Momenten zweiter Ordnung ab.
Modelle, die die Reynoldsspannungen nur mit Hilfe von Momenten 1.Ordnung, d. h. der
mittleren Geschwindigkeit, modellieren, werden als Wirbelzdhigkeitsmodelle bezeichnet.
Bei den sogenannten Transportgleichungs-Reynoldsspannungsmodellen erfolgt hingegen
der Abbruch nach den Momenten zweiter Ordnung und die statistischen Momente hohe-
rer Ordnung werden durch ein Turbulenzmodell geschlossen.

2.5.1 Wirbelviskositatsmodelle
Die Boussinesq-Hypothese

Wirbelviskositdatsmodelle 16sen das Schliefungsproblem der Turbulenz durch eine direk-
te Modellierung des Reynoldsspannungstensors mit Hilfe der mittleren Gradienten der
Stromung. Die Schliefungsannahme basiert auf der Analogie zwischen viskosen und tur-
bulenten Spannungen und wurde erstmals 1877 von BOUSSINESQ [28] formuliert. Sie geht
davon aus, dal die turbulenten Spannungen analog zu den viskosen Spannungen pro-
portional zu den Gradienten der zeitlich mittleren Scherraten sind. Die verallgemeinerte
Formulierung der Boussinesq-Hypothese fiir den Fall variabler Dichte lautet

—_ N ~ —~ 2~
pu'uw’ = —py, (Vu+ V'a) + SFL. (2.88)

Hierin bezeichnet k die turbulente kinetische Energie, die in Anlehnung an Gleichung (2.80)

7zu 11
k= 55pu," ! (2.89)

definiert ist. Im Gegensatz zur laminaren Viskositit v ist die Wirbelviskositit v, kein
Stoffwert, sondern eine von der lokalen Struktur der Turbulenz abhingige Feldgrofe, zu
deren Berechnung ein weiteres Modell bendtigt wird. Damit ist das Schliefungsproblem
der Turbulenzmodellierung auf die Bestimmung der Feldgrofe vy verschoben. Modelle
dieser Klasse werden daher als Wirbelviskositdtsmodelle (EVM, engl.: Eddy Viscosity
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Model) bezeichnet. Die Einfiihrung der Wirbelviskositét als skalare, richtungsunabhén-
gige Groke spiegelt die Annahme isotroper Turbulenz wieder, und ist die wesentliche
Einschrankung der Wirbelviskositatsmodelle. Diese lassen sich weiter nach der Anzahl
der zusatzlich mitgefiihrten Transportgleichungen klassifizieren, die fiir die Bestimmung
von v; verwendet werden. Unterschieden wird zwischen Nullgleichungs-, Eingleichungs-
und Zweigleichungsmodellen. Wahrend die beiden ersten Modellklassen nur sehr einfache
Stromungskonfigurationen beschreiben konnen, sind die Zweigleichungsmodelle in der Be-
rechnung praxisrelevanter Stromungsproblemen weit verbreitet. Bei diesen Modellen wird
die Wirbelzédhigkeit als Funktion von zwei Turbulenzgréfen dargestellt, fiir die zusétzliche
Bilanzgleichungen gelst werden.

Wirbelviskosititsmodelle, die auf der Boussinesq-Hypothese (2.88) beruhen, beriick-
sichtigen nur lineare Terme zur Bestimmung des Reynoldsspannungstensors. Daneben
gibt es auch nichtlineare Wirbelviskositédtsmodelle, die Tensorentwicklungen héherer Ord-
nung verwenden, und in der Modellierung isothermer Stromungen verstirkt an Bedeutung
gewinnen.

Zweigleichungsmodelle

Zweigleichungsmodelle bestimmen die turbulente Viskositdt aus je einer Gleichung fiir
das turbulente Zeitmaf und fiir das turbulente Lingenmaf. Anstelle eines turbulenten
Zeitmakes wird haufig ein turbulentes Geschwindigkeitsmaf

D~
— 2.
ok (2.90)

Uy =
zur Charakterisierung der Turbulenz herangezogen. Dieses wird aus der turbulenten ki-
netischen Energie £ bestimmt, fiir die eine modellierte Transportgleichung der folgenden
Form gelost wird

+V - (puk) =v- (ﬁ (u + Pi> VE) 4P — 7. (2.91)

Tk
Hierin bezeichnen P, = pu’u" : Va die Produktion und & = v (Vu)” die Dissipati-
on turbulenter kinetischer Energie. Im Fall inkompressibler Strémungen mit ausreichend

grofer Reynoldszahl und angenommener lokaler Isotropie ist der Produktionsterm in Glei-
chung (2.91) durch

Py =pv (Vu+V'a): Va (2.92)

gegeben. Die turbulente Viskositat 1akt sich verallgemeinert durch eine geeignete Kombi-
nation der Variablen £ und ( darstellen

v oc k(P (2.93)

wobei die Exponenten a und b die richtige Dimension sicherstellen miissen. Die Grofe E
ist eine beliebige Kombination der Zeit- und Léingenskalen, geméfs

{ x (%1/2—azt)1/b . (2.94)
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Ihre Transportgleichung 1aft sich analog zu der der turbulenten kinetischen Energie for-
mulieren

v - K ; ;
((% ) +- (puc) = v- (p (1/ + %) vg) + CQ%P,c - 0@%5 +S. (2.95)

C¢1 und Cpy sind Konstanten, deren Wert von der gewéhlten Form von ¢ abhiingt und
S¢ bezeichnet weitere mogliche Quellterme, die sich bei unterschiedlichen Formulierungen
fiir Zergeben konnen. Die (-Gleichung léft sich entweder als semi-empirische Bilanzglei-
chung (2.95) formulieren oder auf Basis von statistischen Momenten ableiten. Die exakte
Gleichung besitzt aber eine Vielzahl ungeschlossener Terme, die modelliert werden miissen
und damit auf eine der Gleichung (2.95) dhnliche Form fiihren.

Die turbulenten Zeit- und Langenmafe sind dynamisch, weshalb Zweigleichungsmodel-
le viele Eigenschaften der Turbulenz und somit viele Stromungsprobleme gut beschreiben
konnen. Allerdings besitzt der isotrope Wirbelzihigkeitsansatz erhebliche konzeptionel-
le Defizite hinsichtlich der Beschreibung komplexer turbulenter Austauschmechanismen.
Schwierigkeiten treten bei der Modellierung von Ablosevorgéngen unter Einflu eines po-
sitiven Druckgradienten oder der kriimmungsinduzierten Variation turbulenter Schub-
spannungen auf [192|. Trotz dieser Defizite bilden lineare Wirbelzdhigkeitsmodelle bis
heute die Basis fiir die Mehrzahl industrieller praxisnaher Berechnung turbulenter Stro-
mungen. [hre grofe Popularitit liegt in erster Linie in der hohen numerischen Stabilitit
und Robustheit des resultierenden Gesamtsystems und in ihrer einfachen, effizienten Im-
plementierung begriindet. Dies gilt insbesondere fiir industrielle Anwendungen, in denen
numerische Effizienz und Genauigkeit die gleiche Prioritét besitzen.

Es existieren eine Reihe von Vorschligen fiir die Gréfe ¢, die jeweils Vor- und Nach-
teile besitzen. Die Modelle unterscheiden sich besonders hinsichtlich der Behandlung von
festen Wianden und freien Réndern. Zu den verbreitetsten Zweigleichungsmodellen zéhlen
das k-e-Modell von LAUNDER und SPALDING und das k-w-Modell von WILCOX. Diese
beiden Modelle wurden im Rahmen dieser Arbeit angewendet und werden in den Ab-
schnitten 2.5.5 bis 2.5.7 kurz beschrieben.

2.5.2 Reynoldsspannungsmodelle

Im Gegensatz zu EVM lésen die sogenannten Transportgleichungs-Reynoldsspannungs-
modelle (RSTM, engl.: Reynolds Stress Transport Model) zusitzliche Transportgleichun-
gen fiir die sechs Reynoldsspannungen u/u’. Die dabei auftretenden Tripelkorrelationen
werden durch Modellannahmen geschlossen. Obwohl solche Ansétze seit vielen Jahren zur
Verfiigung stehen [191, 125, 78, 107, 212, haben sie sich im industriellen Einsatz trotz
ihrer Vorteile gegeniiber EVM bei der Berechnung komplexer Stromungsprobleme nicht
durchsetzen konnen. Die Ursache hierfiir liegt im hohen Speicherplatz- und Rechenzeitbe-
darf, der mit der Losung von sieben eng gekoppelten Transportgleichungen verbunden ist,
die stark nichtlinear und numerisch steif sind. Thre konvektive Bindung an die gemittelten
Impulsgleichungen schwécht ihre numerische Stabilitdt und verursacht eine erheblichen
Implementierungsaufwand. Wiahrend neuere ad-hoc Ansétze auf der Grundlage nichtli-
nearer Umverteilungsterme mit Skepsis betrachtet werden [211], sind erfahrungsgemif
einfache lineare RSTM nicht in der Lage alle Defizite der EVM zu beheben. Ungeachtet
ihrer theoretischen Vorteile steht daher die erfolgreiche Validierung fortschrittlicher RSTM
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hinsichtlich der genaueren Abbildung komplexer, praxisnaher Stréomungskonfigurationen
trotz erster vielversprechender Arbeiten noch aus [29].

2.5.3 Direkte Numerische Simulation

Die direkte numerische Simulation (DNS, engl.: Direct Numerical Simulation) basiert auf
der vollstdndigen Losung der in Kapitel 2.1 vorgestellten instationdren Bilanzgleichungen.
Ihre Anwendung verlangt die Auflésung sowohl aller turbulenter als auch chemischer Zeit-
und Liangenskalen. Sie z&hlt daher eigentlich nicht zu den Turbulenzmodellen, findet aber
aufgrund gestiegener Rechnerkapazitidten zunehmend Anwendung im Bereich der Grund-
lagenuntersuchung turbulenter Strémungsvorginge. Man erhofft sich von ihrem Einsatz
Aufschliisse iiber die Modellierung von ungeschlossen Termen der statistischen Turbu-
lenzmodelle und die in Large-Eddy-Simulationen verwendeten Feinstrukturmodelle. Auch
im Bereich der Verbrennungsmodellierung spielen direkte numerische Simulationen eine
zunehmende Rolle, da sie im Gegensatz zu Experimenten in der Lage sind, alle benotig-
ten Informationen zur Verfiigung zu stellen. Die Durchfiihrung und Auswertung solcher
Rechnungen ist jedoch extrem aufwendig, so dak bisher nur wenige Modelle auf Basis von
DNS entwickelt wurden.

Die entscheidende Einschrinkung der direkten numerischen Simulation liegt in ihrem
prohibitiven Bedarf an Speicherplatz und Rechenzeit. Die fiir eine DNS erforderliche An-
zahl von Gitterpunkten skaliert bei einer nicht-reagierenden Stromung mit Re?/ % Bei
einer fiir technische Systeme typischen Reynoldszahl von 102 < Re < 10° werden fiir eine
DNS zwischen 10° und 10'! Gitterpunkte bendtigt. Im Fall reagierender Stromungen er-
hoht sich diese Anzahl nochmals, da zusétzlich die Reaktionszone aufgelost werden muf.
Die Simulation von praktischen Systemen ist daher aus heutiger Sicht auch in naher Zu-
kunft mit den dann zur Verfiigung stehenden Rechnern nicht moéglich. Die fiir Ingenieure
wichtigen Parameterstudien sind sogar vollig ausgeschlossen.

2.5.4 Grobstruktursimulation

Im Unterschied zur statistischen Modellierung erméglicht die Grobstruktursimulation
(LES, engl.: Large-Eddy Simulation) detaillierte Einsichten in die stréomungsphysikali-
schen Prozesse. Wahrend statistische Ansédtze auch bei instationdren Stromungen einen
im Prinzip zeitlich gemittelten Prozef betrachten, 16st die LES die dreidimensionale insta-
tiondre Dynamik aller makroskopisch relevanter Wirbelstrukturen durch das numerische
Verfahren direkt. Die energetisch untergeordneten Beitrige der kleinsten, nahezu isotro-
pen Wirbelklassen werden dagegen analog zur RANS-Technik iiber ein Turbulenzmodell
(SGS, engl.: SubGrid-Scale Model) geschlossen. Die LES umgeht damit das Problem der
DNS im Bezug auf die vollige Skalenauflosung, ohne jedoch auf die Beschreibung der
wesentlichen turbulenten Austauschvorginge zu verzichten, und stellt somit einen Kom-
promif zwischen DNS und RANS Modellen dar.

Die technische Anwendung von LES auf eingeschlossene Stromungen ist jedoch zur
Zeit auf einfache Konfigurationen mit méRig hohen Reynoldszahlen (Re < 10%) begrenzt.
Grund ist der extrem hohe Aufwand der zur Auflésung der diinnen aber hinsichtlich
der Turbulenzstruktur sehr komplexen Wandgrenzschicht erforderlich ist. Wahrend der
Aufwand zur Auflésung des Aufenbereichs einer turbulenten Grenzschicht lediglich pro-
portional mit Re%* anwichst, steigt diese Proportionalitiit bei Annéherung an die viskose
Unterschicht auf Re!® an. Zudem ist die Qualitit der LES mit steigender Reynoldszahl
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zunehmend von der Giite des SGS-Modells im Wandbereich abhingig. Deshalb entspricht
die Auflésung der Wandgrenzschicht bei LES Simulationen heute hiufig denen von DNS.

Im Hinblick auf eine physikalisch fundierte und zugleich praxisnahe Strategie galt die
Grobstruktursimulation lange Zeit als Hoffnungstriger der ingenieurwissenschaftlich ori-
entierten Turbulenzforschung. Aus den oben genannten Griinden riickt aber mittlerweile
die modellierungsbehaftete Vorgehensweise stiarker in den Vordergrund. Bei der Berech-
nung instationdrer Probleme zeichnet sich gegenwértig die Verwendung von sogenannten
Hybrid-Modellen ab. Hierbei werden sowohl zonale Verfahren, die das Rechengebiet in
wandferne und wandnahe Gebiete unterteilen, und nichtzonale hybride Techniken wie die
Very-Large-Eddy Simulation (VLES) untersucht.

2.5.5 Das k-e-Modell

Das k-e-Modell ist das bekannteste Zweigleichungsmodell und wurde 1972 von JONES und
LAUNDER [106] vorgestellt. Es erfreut sich trotz seiner Defizite hinsichtlich der Beschrei-
bung komplexer turbulenter Austauschvorginge dank seiner Effizienz und numerischen
Stabilitdt im Bereich der angewandten Strémungssimulation grofer Beliebtheit.

Das Standard k-e-Modell ist ein halbempirisches Turbulenzmodell das zusitzliche
Transportgleichungen fiir die turbulente kinetische Energie k& (Gleichung (2.91)) und die
Dissipationsrate € der turbulenten kinetischen Energie 16st. Die exakte Form der Dissipa-
tionsrate ¢ &Rt sich aus den statistischen Momenten der Geschwindigkeiten gewinnen, sie
ist aber aufgrund der vielen ungeschlossenen Terme inakzeptabel komplex. Deshalb wird
im allgemeinen auf eine semi-empirische Transportgleichung (2.95) zuriickgegriffen

%—za—kv-(ﬁﬂg)zv-(ﬁ(l/-i-;t

=2

) Vg) + Cgl%Pk — Cg?ﬁ% . (296)

€

Gleichung (2.96) modelliert die Produktion von € aufgrund mittlerer Gradienten iiber

C, 5/%) P, und approximiert die Differenz zwischen Produktion aufgrund turbulenter

Geschwindigkeitsschwankungen und Dissipation durch C.s (5 /%) g. Die diffusiven Trans-

portterme werden in Analogie zur k-Gleichung mit Hilfe eines Gradientenansatzes aus-
gedriickt. Diese Art der Modellierung ist charakteristisch fiir alle Zweigleichungsmodelle
und findet sich auch in der Beschreibung des turbulenten Transports von Skalaren wieder.

Die Wirbelviskositéit ist bei Verwendung von k£ und ¢ = € wegen Gleichung (2.93)
durch den folgenden Ansatz gegeben

12
Vy = C/L? y (297)
mit n = —b =1 und a = 2. Das turbulente Lingenmalf ist damit proportional zu
E3/2

Das k-e-Modell enthalt fiinf Proportionalititskoeffizienten, die an eine Vielzahl expe-
rimenteller Ergebnisse angepalt wurden und in Tabelle 2.1 zusammengestellt sind. Die
Werte stellen einen Kompromiss fiir unterschiedlichste Stromungskonfigurationen dar. Die
Genauigkeit des k-e-Modells 1at sich zwar durch eine Anpassung der Konstanten an ei-
ne spezielle Stromung verbessern, seine Allgemeingiiltigkeit geht damit aber verloren.
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CN Sck SCE Cgl 052
0.09 1.0 1.3 1.44 1.92

Tabelle 2.1: Konstanten des Standard k-e-Modells.

Seit Bestehen des k-e-Modells wurde deshalb eine Vielzahl von Modifikationen fiir die
e-Gleichung vorgeschlagen, deren bekanntesten von HANJALIC und LAUNDER [90] sowie
POPE [178] stammen. Untersuchungen von HANJALIC [89] haben jedoch gezeigt, daf auch
diese Modelle nicht die breite Anwendbarkeit des Standardmodells besitzen und nur fiir
spezielle Stromungskonfigurationen bessere Ergebnisse liefern.

2.5.6 Das k-w-Modell

Die Wahl der Wirbelstérke Z = w als zweites charakteristisches Maf der Turbulenz 148t
sich auf KOLMOGOROV [118| zuriickfiihren, sie gelangte aber erst durch das von WIL-
COX |[236| entwickelte k-w-Modell zu einer groken Popularitat. Die Wirbelstédrke kann als
inverses Zeitmakl der energietragenen Wirbel interpretiert werden, und ist zu

. 1€
W= ——x= 2.99
o (2.99)
definiert. WiLCOX 16st in seinem Modell neben den RANS- und der k-Gleichung zusétzlich
die folgende Transportgleichung fiir w
0 (pw . - ~
(aptw) +V-(pud) = V- (p (1/ + Pi> w) +(Co = 1) %Pk—Cu (Cp — 1) @2, (2.100)

w

wobei die turbulente Viskositiat aufgrund von Gleichung (2.93) zu

k
vy = =<

~ (2.101)

bestimmt ist. Die von WILCOX angegebenen Werte fiir die fiinf Koeffizienten des Modells
sind in Tabelle 2.2 zusammengefafit.

Der Vorteil des k-w gegeniiber dem k-e-Modell liegt in seiner Fahigkeit den semi-viskosen
und voll-turbulenten Bereich der Wandgrenzschicht konsistent zu beschreiben. Aufgrund
seiner Formulierung ist das Modell jedoch sehr sensitiv gegeniiber den Zustrémrandbedin-
gungen der Langenmafvariablen. Da die Vorgabe eines Lingenmafes an einem Einstrom-
rand nicht trivial ist, sind in den letzten Jahren Kombinationen von k-¢ und k-w-Modell
entwickelt worden, welche die spezifischen Vorteile der beiden Modelle kombinieren.

2.5.7 Das Baseline-Modell von MENTER
Das Baseline-Modell von MENTER [150, 151] ist eine Kombination des k-e-Modells im

duferen und des k-w-Modells im wandnahen Bereich. Hierzu wird die Transportgleichung

C, Pry Pr, C. Cs
0.09 2.0 20 155 1.83

Tabelle 2.2: Konstanten des k-w-Modells von WILCOX.
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Cu Prk Pr&/w CVef/wl CE/wQ
k-e-Modell | 0.09 1.0 1.0 0.44 0.0828
k-w-Modell | 009 2.0 0856 5/9  3/40

Tabelle 2.3: Konstanten des Baseline-Modells von MENTER.

der turbulenten Dissipationsrate £ auf die Form der w-Transportgleichung gebracht und
die beiden Gleichungen mit einer Gewichtungsfunktion F; bzw. (1 — F;) multipliziert.
Dies fiihrt auf die folgenden zusétzlichen Transportgleichungen:

a<ﬁk>+v-(m~ﬁé):v- 5(v+ 22\ VE) + P — Cupki (2.102)
ot Pr; k K )
0(FD) o e

5 +V-(uw) =

_ 147 ~ « @ % 2 1_~ ~
V- (,0 (V + P—T:)) VUU) + CWIZP — CwaQ + (1 — Fl) P—TWZVIC -Vw. (2103)
Der letzte Term in Gleichung (2.103) wird als Kreuzdiffusionsterm bezeichnet. Die Kon-
stanten des Modells sind abhingig von der Gewichtungsfunktion F, die den Ubergang
vom k-w-Modell (F; = 1) zum k-e-Modell (F; = 0) festlegt. Die Konstanten der Glei-
chungen (2.102) und (2.103) lassen sich damit durch folgende lineare Uberlagerung aus

den Konstanten des k-¢ und k-w-Modells bestimmen
C*'=FCy o+ (1—-F)Ck_. (2.104)

MENTER gibt die Ubergangsfunktion mit

F; = tanh (arg") , (2.105)
. VE 5000 4ok
arg = min [max (C’“fay’ o ) ’PerDkwaI und (2.106)
1~
CDy_,, = max (2,5P—Vk -V, 1020) (2.107)
Tw

an. Die Variable y steht in diesem Zusammenhang fiir den Wandabstand. Der Konstan-
tensatz des Baseline-Modells findet sich in Tabelle 2.3.

Der Giiltigkeitsbereich des k-w-Modells 1aft sich durch eine modifizierten Ausdruck
von Fy auf die viskose Unterschicht und den sich daran anschliefenden Ubergangsbereich
beschrinken. Daraus resultiert ein zonales k-c-Modell, dafl anstelle des logarithmischen
Wandgesetzes das k-w-Modell zur Beschreibung der wandnahen Unterschicht verwendet.
Das modifizierte Argument der Funktion F} ist in diesem Fall durch

. { 5000 Apk
= —, 2.108
arg = min ( o PerDk_sz) ( )

gegeben.
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2.5.8 Turbulenter Transport von Skalaren

Die zeitliche Mittelung der Bilanzgleichung einer skalaren Groke ¢ fiihrt auf einen un-
bekannten turbulent-diffusiven Transportterm pu”¢"”. Seine Modellierung erfolgt im all-
gemeinen auf der gleichen Hierarchiestufe wie das verwendete Turbulenzmodell. Da die
Mischung eines Skalars in erster Linie durch den turbulenten Transport bestimmt wird,
kann die Vorhersage des Mischungsfeldes nicht besser ausfallen als die des turbulenten
Stromungsfeldes. Im Rahmen von Zweigleichungsmodellen wird der skalare Fluf in Ana-
logie zur Boussinesq-Hypothese (2.88) mit Hilfe eines sogenannten Gradientenansatzes
modelliert. Die allgemeine Formulierung des Gradientflukansatzes lautet

o A" (2\" -
u P = —ﬁi (i) (g) Vo, (2.109)
Scy \ € X¢

wobei X, die skalare Dissipationsrate und Sc, die turbulente Schmidtzahl ist. Die Ex-
ponenten m und n diirfen nach POPE [180] jedoch nur die Werte n = 1 und m = 0
annehmen, um die Unabhéngigkeitsbedingung nicht zu verletzen. Damit reduziert sich
Gleichung (2.109) auf die allgemein bekannte Form des Gradientenansatzes

pu'd" = —pD,V. (2.110)

Hierbei bezeichnet D; die turbulente Diffusivitit, die analog zum laminaren Fall iiber

Vg

D, =—-
t SC¢

(2.111)

definiert ist. Diese Art der Modellierung ist im Rahmen der Annahmen des k — e-Modells
giiltig fiir isotherme Stromungsvorgéinge. Verschiedene Autoren [42, 167| weisen aller-
dings darauf hin, daf dies fiir reaktive Stromungen nicht unbedingt der Fall sein mu£k.
Der Verbrennungsvorgang beeinflufit das turbulente Spektrum und damit die Annahmen,
auf denen Gleichung (2.110) basiert. Diese Problematik wird in Kapitel 3.5 nochmals
aufgegriffen und genauer betrachtet.
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2.6 Reduktion von Reaktionsmechanismen

Obwohl fiir viele gasférmige Brennstoffe die reaktionskinetischen Daten in Form von B;,
b; und E4; bekannt sind [230, 12, 11, 207|, macht die Vielzahl von Elementarreaktionen
und die damit verbundene grofe Anzahl von chemischen Komponenten die Behandlung
von detaillierten Kinetiken dufert aufwendig. Zudem umfassen die beteiligten Reaktionen
Zeitskalen, die sich um mehrere Gréfenordnungen unterscheiden, weshalb das Gleichungs-
system mathematisch steif ist. Dies hat zur Folge, daf die Losung der detaillierten Kinetik
einer reaktiven Stromung wesentlich mehr Rechenzeit bendtigt als die Losung des Stro-
mungsfeldes. Der Aufwand zur Losung der Chemie héingt zum einen von der Anzahl der
reagierenden Komponenten Ng, zum anderen von der Anzahl unabhéngiger Reaktionen
N; ab. Daher ist man bestrebt eine detaillierte Kinetik, die im Fall von Kohlenwasserstof-
fen mehrere hundert Elementarreaktionen umfaft, auf diejenigen Reaktion zu reduzieren,
die den Reaktionsablauf mafkgeblich prigen und die Eigenschaften des vollstdndigen Re-
aktionsmechanismus méoglichst genau wiedergeben.

Die Analyse von Verbrennungsvorgingen zeigt, dafs je nach Reaktionsbedingungen,
d. h. Stéchiometrie, Druck und Temperatur, unterschiedliche Reaktionspfade eingeschla-
gen werden. Eine anschauliche Darstellung dieses Sachverhalts liefert die Reaktionsfluf-
analyse nach WARNATZ (229, die in Abbildung 2.5 fiir eine vorgemischte stochiometrische
Methan/Luft Flamme schematisch dargestellt ist. Neben der Komplexitit des Verbren-

CH, CoHg
Ay +H, O, OH
+H +OE +CHs o
CH; CoHs -2 = CH3;CHO %%, cHycO - ™ » CH4
A
lmwi . l +M, 0,
CH,0 CHy 2%, CH4,CH,0, CHO
l+H, 0, OH l +H
CHO CoH;
A S
| EES ES
'Y “a
¢0) CH, - L cH,00 - - ™+ CH,
+0 3 +OH
\/ v
CH " CH, CH,0, CHO
+0, O, +0, O,
¢0) CO, CO,

Abbildung 2.5: Reaktionsflufanalyse einer stochiometrischen Methan/Luft Flamme.
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nungsvorganges zeigt das Reaktionsflufschema auch, daf es dominierende Reaktionspfade
gibt. Diese Reaktionspfade sowie die geschwindigkeitsbestimmenden Elementarreaktion
zu finden, ist das Ziel unterschiedlicher Reduktionsstrategien. In der Literatur finden sich
hierzu eine Vielzahl von Ansétzen, die sich prinzipiell in vier Gruppen gliedern lassen:

1. Globale Kinetiken
2. Lumping-Methoden
3. Klassische Reduktionsverfahren (Semi-Heuristische Methoden)

4. Dynamische Methoden

2.6.1 Globale Kinetiken

Globale Reaktionskinetiken vereinfachen den Reaktionsablauf auf eine oder mehrere Reak-
tionen, die die Bildung von Produkten bzw. Zwischenprodukten beschreibt. Die bekannte-
sten Kinetiken sind die von WESTBROOK und DRYER [234] sowie HAUTMANN ET AL. [92].
Diese globale Kinetiken zielen darauf ab, die wesentlichen Eigenschaften des chemischen
System, wie Flammengeschwindigkeit oder Ziindverzugszeit, nach Méglichkeit mit einer
einzigen Reaktionsfortschrittsvariablen abzubilden. Sie konnen aber keine Aussagen iiber
komplexere Prozesse treffen, die mit der Bildung von reaktiven Zwischenprodukten ver-
bunden sind, wie Schadstoffbildung, Flammenverloschen oder Zweistufenziindung.

Globale Kinetiken finden immer dann ihre Anwendung, wenn fiir den Prozefl entweder
keine ausreichend validierten detaillierten Mechanismen existieren, oder eine Beriicksichti-
gung von komplexeren Kinetiken aufgrund des damit verbundenen numerischen Aufwands
ausgeschlossen ist. So wird die Kohleverbrennung oder die Vergasung von Kunststoffen
bis heute fast ausschlieflich mit Hilfe globaler Ansédtze beschrieben. Ebenso werden fiir
viele technische Brennstoffe, die fast immer ein schwer zu spezifizierendes Gemisch unter-
schiedlichster Kohlenwasserstoffverbindungen sind, zumindest teilweise global-kinetische
Ansitze verwendet. Aber auch wenn fiir einen chemischen Prozef detaillierte Kinetiken
existieren, ist ihr Einsatz wegen des erforderlichen Rechenzeit- und Speicherplatzbedarfs
auch in Zukunft auf die Beschreibung sehr einfacher Systeme beschrinkt. Sowohl fiir die
Simulation von technischen Systemen, als auch fiir direkte numerische Simulationen wer-
den deshalb meistens globale Kinetiken angewendet.

2.6.2 Lumping Verfahren

Das Lumping Verfahren reduziert die Anzahl der Komponenten, indem Eigenschaften und
Informationen einer Gruppe von Verbindungen durch eine reprisentative Variable zusam-
mengefafst werden. Am verbreitetsten sind lineare Methoden, bei denen die reprisentative
Variable durch eine lineare Kombination der Komponenten dargestellt wird. Nicht-lineare
Methoden sind zwar breiter anwendbar, ihre Komplexitit verhindert aber einen effizienten
Einsatz [220|. Lumping Verfahren konnen sowohl auf Kenntnis der chemischen Ablaufe,
sogenanntes chemisches Lumping, als auch auf rein mathematischen Ansitzen basieren.
Am erfolgreichsten wurde das chemische Lumping zur Reduktion von Niedertempe-
raturmechanismen eingesetzt, deren bekanntester Vertreter das Shell-Modell ist [86]. Ein
Algorithmus zur numerischen Umsetzung des chemischen Lumpings computergenerierter
Niedertemperaturmechanismen wurde von BOUNACEUR ET AL. [27] vorgeschlagen, und
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anhand der Oxidation h6éherwertiger Alkane validiert. LISSANSKI und GARDINER [137]
haben durch chemisches Lumping einen reduzierten Mechanismus zur Beschreibung der
Selbstziindung und der laminaren Flammengeschwindigkeit von Methan entwickelt, der
jedoch nicht die Massenerhaltung erfiillt, und dessen Anwendung daher mit Skepsis be-
trachtet werden muf. Ein weiteres Anwendungsgebiet von Lumping Verfahren sind Po-
lymerisationsreaktionen und heterogene Gasphasenreaktionen, wobei an dieser Stelle die
Rufmodellierung zu nennen ist [76].

Lumping Verfahren besitzen nicht das Potential der im folgenden vorgestellten Ansét-
ze, sie sind aber in der Lage sehr grofse Reaktionsmechanismen, die viele Isomere beriick-
sichtigen, mit minimalem Verlust an chemisch-kinetischer Information zu reduzieren, und
bieten damit einen guten Ausgangspunkt fiir weitere Reduktionsverfahren.

2.6.3 Klassische Reduktionsmethoden

Klassische Reduktionsmethoden vereinfachen einen detaillierten Reaktionsmechanismus
in mehreren Schritten. Der erste Schritt besteht in einer Reaktionspfadanalyse, bei der
Reaktionspfade, deren Beitrag unter den betrachteten Bedingungen vernachléssigbar ist,
und Verbindungen, die an den wichtigen Reaktionen nicht teilnehmen, eliminiert wer-
den [231]. Die geschwindigkeitsbestimmenden Reaktionen der verbleibenden Reaktions-
pfade lassen sich dann mit Hilfe einer Sensitivitdtsanalyse identifizieren [156]. Im n#ch-
sten Schritt werden die unabhéngigen Reaktionen dieses sogenannten Rumpfmechanismus
zusammengefalt, so dak die Stochiometrie des chemischen Systems durch Kombination
dieser Elementarreaktionen wiedergegeben wird [70, 159]. Schlieklich wird die Anzahl
der zu losenden Differentialgleichungen durch die Annahme der Quasistationaritit von
ausgesuchten Spezies und die Annahme des partiellen Gleichgewichts ausgesuchter Reak-
tionen weiter reduziert, ohne daf wichtige Reaktionen oder Komponenten vernachléssigt
werden [169]. Diese Strategie wurde von einer Reihe von Autoren zur Erstellung von redu-
zierten Mechanismen fiir Methan und einer Vielzahl von niedermolekularen Brennstoffen
angewendet. Eine Zusammenstellung der Ergebnisse sowie die Anwendung auf laminare
Vormisch- und Diffusionsflammen findet in sich in SMOOKE (Ed.) [208] sowie PETERS
und RoGcG (Ed.) [168].

Die Prinzipien der Quasistationaritdt und des partiellen Gleichgewichts sollen im fol-
genden anhand der Speziesbilanz (2.2) in ihrer allgemeinen Form

Ng
L) =) vpion - (2.112)
=1

erldutert werden. Hierbei bezeichnet £ einen allgemeinen Transportoperator und ) die
spezifischen Molzahlen
Yy

Yy = W (2.113)

Quasistationaritit von Verbindungen

Das Prinzip der Quasistationaritit wird auf den zeitlichen Verlauf der Konzentrationen
von Zwischenprodukten angewendet. Haufig sind Zwischenprodukte, insbesondere Radi-
kale, sehr reaktiv, d. h. sie besitzen im Vergleich zu den iibrigen Produkten nur eine sehr
kurze Lebensdauer. Ihre Bildungsgeschwindigkeit ist daher ndherungsweise gleich ihrer
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Verbrauchsgeschwindigkeit. Demnach néhert sich eine Verbindung dem quasistationiren
Zustand, wenn die folgende Bedingung erfiillt ist [57]:

._'__.7
‘wk “’k‘

0 2.114
max (G o ) < )
wobei ¢ eine kleine Zahl ist. Der Fehler, der durch die Annahme der Quasistationaritéit
gemacht wird, ist proportional zum Verhiltnis der Konzentrationen der quasistationéiren
Verbindung zu den Hauptspezies des resultierenden Mechanismus [161]. Das obige Krite-
rium kann erweitert werden, wenn die Konzentration einer interessierenden Komponente
klein gegeniiber den Hauptspezies ist. In diesem Fall 1&ft sich eine modifizierte Qua-
sistationaritatsbedingung formulieren, die Gleichung (2.114) und die Konzentration der
betrachteten Komponente in Form des Molenbruchs X}, beriicksichtigt [57]:

.+ Pa—
‘“k _wk‘

X, ) <34. (2.115)

v (PN

Die Anwendung der Quasistationaritdtsannahme fiihrt auf einen algebraischen Aus-
druck fiir die eliminierte Verbindung £ als Funktion der iibrigen Komponenten, wobei das
resultierende Gleichungssystem h#ufig nicht-linear zwischen den quasistationdren Spezi-
es gekoppelt ist. Zur Losung dieser Gleichungen sind daher innere Iterationen mit Hilfe
funktionaler oder Newton-Verfahren erforderlich.

Diese Vorgehensweise ist zwar sehr erfolgreich in der Reduktion eines Rumpfmechanis-
mus auf einige wenige globale Reaktionen, die Erstellung des reduzierten Mechanismus ist
aber sehr aufwendig und aufgrund der erforderlichen algebraischen Umformungen fehler-
anfillig. Deshalb wurde von CHEN [58] das Programm CARM (engl.: Computer Assisted
Reduction Mechanism code) entwickelt, welches die Reduktion weitestgehend automati-
siert, und den erforderlichen Quellcode zur Berechnung der gesuchten Bildungsgeschwin-
digkeiten generiert.

Partielles Gleichgewicht von chemischen Reaktionen

Eine weitere Moglichkeit zur Reduzierung der Anzahl von Gleichungen stellt die An-
nahme des partiellen Gleichgewichts einer Reaktion dar. Eine Reaktion befindet sich im
partiellen Gleichgewicht, wenn die Geschwindigkeiten sowohl der Vorwirts- als auch der
Riickreaktion sehr viel grofer als die resultierende Reaktionsgeschwindigkeit sind. In die-
sem Fall 148t sich die rechte Seite des Differentialgleichungssystems (2.112) in zwei Anteile
aufspalten [162]:

Nl Nl Nl
L) = Z VkiQi + Z VkiQi = Z Vkigi + Qi . (2.116)
i—1 i1

1=N;+1

Der erste Term der rechten Seite summiert iiber die N; linear unabhingigen Reaktionen,
wahrend im zweiten Term die linear abhingigen Reaktionen zusammengefafft sind. Die-
ses Gleichungssystem kann nun invertiert und nach ¢ aufgelost werden. Mit Hilfe von
Gleichung (2.47) folgt

Ny i 1 Ny _ 1 N
Hw;’zz - szjlz _ H ZVI;il (L (1/%) — Ql) ; (2.117)
1=1 k=1

C,1 =1
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wobei Z/k_il die Inverse der Koeffizientenmatrix vy; ist. Diese Gleichung verdeutlicht das
Prinzip des partiellen Gleichgewichts. Fiir sehr grofe Geschwindigkeitskonstanten wird
der Ausdruck auf der rechten Seite klein, und im Grenzfall einer verschwindenden rechten
Seite geht Gleichung (2.117) in das Massenwirkungsgesetz (2.52) iiber. Dieser Ausdruck
lakt sich nach einer Konzentration auflosen, und somit eine weitere Bestimmungsglei-
chung anschreiben, welche die Ordnung des Differentialgleichungssystems (2.112) um eine
Ordnung reduziert. Im allgemeinen ist der Giiltigkeitsbereich partieller Gleichgewichtsan-
nahmen jedoch sehr beschriankt, so daf fiir Verbrennungsreaktionen meist Quasistationa-
ritdtsannahmen angewendet werden [231].

Die Kombination von Quasistationaritits- und partiellen Gleichgewichtsannahmen er-
laubt eine drastische Reduktion detaillierter Reaktionsmechanismen. Das Ergebnis ist
ein reduzierter Mechanismus mit quasi-Elementarreaktionen der Form Reaktanten =
Produkte, deren Reaktionsgeschwindigkeiten als eine lineare Kombination der Reaktions-
geschwindigkeiten der zugrunde liegenden Elementarreaktionen des detaillierten Mecha-
nismus ausgedriickt werden. Die fiir die Ratenberechnung erforderlichen Massenbriiche
der mit Hilfe von Quasistationaritits- und partiellen Gleichgewichtsannahmen aus dem
System eliminierten Komponenten sind durch mehr oder weniger komplexe algebraische
Funktionen der verbleibenden Spezies beschrieben und kénnen mit Hilfe numerischer Ver-
fahren bestimmt werden. Dies ist gleichzeitig der grofste Nachteil dieser Art der syste-
matischen Reduktion von Reaktionsmechanismen, da diese algebraischen Funktionen die
Losung des reduzierten Gleichungssystems (2.112) merklich erschweren kénnen. Eine Re-
duzierung der kinetischen Gleichungen bedeutet daher nicht zwangslaufig eine drastische
Verringerung der Rechenzeit, die zur Losung des Systems erforderlich ist.

Ein wesentlicher Vorteil klassischer Reduktionsmethoden gegeniiber den im folgenden
Kapitel beschriebenen dynamischen, computergestiitzten Reduktionsmethoden ist sicher-
lich, daft am Ende dieses systematischen Verfahrens ein lesbarer Reaktionsmechanismus
steht. Durch weitere Vereinfachungen lassen sich hiufig explizite Ausdriicke fiir Reak-
tionsgeschwindigkeiten und Massenfraktionen ableiten, die eine weitere Verwendung der
reduzierten Mechanismen zur analytischen Vorhersage von laminaren Flammenstruktu-
ren [203, 239|, Ziindprozessen [154, 200, 67] und Schadstoffbildung [95, 196] erlauben. In
neuerer Zeit haben die auf klassische Weise reduzierten Mechanismen im Zusammenhang
mit der Modellierung turbulenter Verbrennung mit Hilfe von Monte-Carlo-Methoden wie-
der Beachtung gefunden, da sie aufgrund ihrer geringen Anzahl an unabhingigen Varia-
blen, die Anzahl der moglichen Realisierungen und damit die Rechenzeit deutlich senken
konnen [17].

2.6.4 Dynamische Reduktionsmethoden

Die Reduktion von Mechanismen mit Hilfe von Quasistationaritéits- und partiellen Gleich-
gewichtsannahmen ist mithsam und sehr zeitaufwendig. Zusétzlich ist eine gute Kenntnis
iiber den Reaktionsablauf Voraussetzung, um die richtigen Annahmen beziiglich Quasi-
stationaritdt und partiellem Gleichgewicht treffen zu kénnen. Da der Aufwand mit dem
Umfang des Mechanismus stark zunimmt, ist eine ,manuelle“ Reduktion grékerer Reakti-
onsmechanismen kaum noch zu handhaben. Es wurde und wird deshalb nach Methoden
gesucht, die eine automatische Reduktion des Mechanismus erméglichen, die von einem
Rechner, d. h. ohne Kenntnis des Reaktionsablaufs, durchgefiihrt werden kann. Allen die-
sen Methoden ist gemeinsam, dak sie die schnellen Prozesse, d. h. Reaktionen mit den
kleinsten Zeitskalen, mit Hilfe von Eigenwertanalysen aus dem Gleichungssystem elimi-
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nieren.

Eigenwertanalyse

Die zeitliche Anderung der spezifischen Molzahlen (2.113), und somit die Dynamik des
Mischungsraumes in einem isobaren, adiabaten homogenen System, ist durch das folgende
System von gewohnlichen Differentialgleichungen beschrieben

v
dt

wobei 7 (¢) den Vektor der Reaktionsgeschwindigkeiten > vk;Gx/p bezeichnet. Die kiir-
zesten Zeitskala, die in diesem System auftritt, ist durch das Minimum der Inversen des
Reaktionsgeschwindigkeitsvektors gegeben:

tkin,min = Inkin (|Tk (¢)|_1) . (2119)

=7 (¢) (2.118)

Diese Zeitskala bezieht sich aber nur auf die momentane zeitliche Entwicklung des Sy-
stems und gibt keine Auskunft iiber die Zeitskalen der gleichzeitig ablaufenden Elemen-
tarreaktionen, die die mathematische Steifheit des Gleichungssystems bestimmen. Diese
Zeitskalen konnen aber auf Basis der folgenden Transformationen auf rein numerischen
Wege ohne Kenntnis der zugrundeliegenden Chemie ermittelt werden.

Die zeitliche Anderung des Reaktionsgeschwindigkeitsvektors 7 ist nach der Kettenre-

gel bestimmt durch
di-  (or\" de
=) - =X =737 2.12

dt <a¢> dt " (2.120)
Hierbei bezeichnet J = 07; /0y, die Jacobi-Matrix von 7. Diese kann in ihre Eigenwerte

zerlegt werden, geméafs
J=UAU, (2.121)

wobei A die Eigenwertmatrix sowie U die Matrixform der rechten Eigenvektoren (als
Spaltenvektoren) und U~! die Matrix der linken Eigenvektoren (als Zeilenvektoren) be-
zeichnen.

Eine Stérungsanalyse zeigt, daf eine kleine Anderung d+ des Konzentrationsvektors
1 aus Gleichung (2.118) die folgende Gleichung erfiillt:

d (83p) o\ " .
— N = i 2.122
n ( 5 ¢) o =J" 69 ( )
Die analytische Losung dieser Gleichung lautet
61p = Uexp (At) U™ 59|, - (2.123)

Die Stérung lift sich mit d¢p = U184 in die Basis der Eigenvektoren transformieren und
man erhélt als Ergebnis die zeitliche Entwicklung des Betrags der aufgeprigten Stérung
im Raum der Eigenvektoren. In Komponentenschreibweise geschrieben gilt

01y, = exp (AFe™'t) Q/A”“L:o : (2.124)

Der Betrag des Realteils des k-ten Eigenwertes AR@ beschreibt, wie schnell eine Stérung
abklingt, wihrend das Vorzeichen entscheidet, ob eine Stérung in Richtung des k-ten
Eigenvektors mit der Zeit anwéchst, konstant bleibt oder abklingt.
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ILDM

Die ILDM-Methode basiert auf dem Umstand, daf alle moglichen Zusténde eines che-
misch reagierende System in einem Zustandsraum befinden, der durch die Zustandsva-
riablen p, A und Y} aufgespannt wird. Wie alle dynamischen Systeme besitzt auch ein
chemisches System, welches durch den zugehorigen Reaktionsmechanismus beschrieben
ist, einen Gleichgewichtspunkt im Zustandsraum. Dieser ist im Falle des chemisch reagie-
renden Systems bei Vorgabe von Druck, Gesamtenthalpie und Elementzusammensetzung
durch die zugehorige Gleichgewichtszusammensetzung gegeben. Eine chemische Reaktion
wird sich daher immer, unabhingig von den gewéhlten Anfangsbedingungen, entlang ei-
ner Trajektorie durch den Zustandsraum auf den Gleichgewichtspunkt hin bewegen. Alle
Trajektorien treffen sich demnach im Gleichgewichtspunkt. Eine Analyse der Trajektori-
en zeigt nun, daf selbst Trajektorien, die zu sehr unterschiedlichen Anfangsbedingungen
gehoren, sich schon lange vor dem Erreichen des Gleichgewichts biindeln wie dies in Ab-
bildung 2.6 dargestellt ist.

Dies bedeutet, dafs im vieldimensionalen Zustandsraum mehrdimensionale Flichen,
sogenannte Mannigfaltigkeiten, existieren, denen sich die Trajektorien sehr schnell nihe-
ren. Da diese Mannigfaltigkeiten eine niedrigere Dimension als der Zustandsraum, in dem
sie sich befinden, besitzen, spricht man von intrinsischen niederdimensionalen Mannig-
faltigkeiten (ILDM, engl.: Intrinsic Low Dimensional Manifolds). Diese beschreiben die
Relaxation eines Zustandes auf Unterrdume niederer Dimension. Physikalisch 14t sich
das Verhalten der Trajektorien mit Hilfe stark differierender Zeitskalen der beteiligten
chemischen Reaktionen erkldaren. Wiahrend das schnelle Einschwenken der Trajektorien in
Richtung der anziehenden Mannigfaltigkeiten durch die schnellsten Reaktionen bestimmt
ist, spiegelt die Bewegung entlang dieser Mannigfaltigkeiten auf den Gleichgewichtspunkt
hin den Ablauf der langsamsten Reaktionen wieder.
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Abbildung 2.6: Beispiel fiir eine eindimensionale ILDM einer Methan/Luft Verbrennung
(nach SCHMIDT [199]).
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Die gesuchte Mannigfaltigkeit wird durch eine Eigenwertanalyse dhnlich der im vorigen
Abschnitt beschriebenen bestimmt. Hierzu wird das System hinsichtlich aller Freiheitsgra-
de gestort, und die lokalen Zeitskalen analysiert. Im vorherigen Abschnitt wurde gezeigt,
daf mit Hilfe der Eigenwertanalyse die schnell in ihr partielles Gleichgewicht relaxieren-
den Reaktionen identifiziert werden konnen. Diese Reaktionen sind fiir die Beschreibung
des globalen Reaktionsfortschritts von untergeordneter Bedeutung, da sie die Lésung im-
mer wieder in Richtung der anziehenden Mannigfaltigkeiten fiihren, wo sie sich nahe des
Gleichgewichts befinden. Das Reaktionssystem wird im Zustandsraum, der durch seine
Eigenvektoren aufgespannt wird, durch die um 1), linearisierte Form des Differentialglei-
chungssystems (2.118) beschrieben

83_15 = U7 (¢,) + A (2.125)
Werden die Eigenwerte A\, des System ihrer Gréfie nach geordnet, d. h. \; ist der grokte
und Ay, der kleinste Eigenwert, 1aft sich Gleichung (2.125) in zwei Systeme aufspalten:

0 As ow -1 N

’('batl = Usl(}wr (¢0) + Aslow/"pslow’ (2126)
O . .

%;ast = Uf;;tr (¢0) + Afast'(»bfast . (2127)

Demnach beinhaltet Ag, die Zeitskalen der langsamen und Ag,g die der schnellen Re-
aktionen im jeweiligen Unterraum, der durch die zugehérigen Eigenvektoren Uyg,,, bzw.
Uit aufgespannt wird. Der Umstand, daf die schnellen Reaktionen sich sehr schnell
ihrem Gleichgewichtszustand naheren, kann daher durch die folgende Bedingung ausge-
driickt werden:

U-»r=0. (2.128)

Die intrinsische niedrigdimensionale Mannigfaltigkeit ist also durch Punkte, die die Glei-
chung (2.128) erfiillen, definiert. Da die Mannigfaltigkeiten eine geringere Dimensionalitét
als als der gesamte Zustandsraum haben, werden zur Approximation des Reaktionsablaufs
nicht mehr die Konzentrationen aller Verbindungen benétigt, und man erhilt auf diese
Weise eine an jedem Punkt im Zustandsraum eine optimal reduzierte Kinetik. Die not-
wendige Anzahl der Komponenten zur ausreichend genauen Beschreibung des Reaktions-
verlaufs ist durch die Lage des Systems zum Gleichgewichtspunkt und der Komplexitit
des Reaktionsmechanismus bestimmt. Es hat sich gezeigt, dak zur Abbildung von De-
flagrationen zwei bis drei Fortschrittsvariablen ausreichen, wihrend zur Simulation von
Ziindvorgingen mindestens fiinf bis sieben bendtigt werden.

Die Auswertung der Gleichung (2.128) und die damit verbundene Berechnung der Ei-
genwerte und Eigenvektoren ist sehr aufwendig, weshalb die ILDM vorab berechnet und
meistens in Form von Tabellen dem eigentlichen Stromungsloser zur Verfiigung gestellt
wird [142, 141, 143]. Das Konzept der ILDM besitzt gegeniiber Kinetiken, die mit Hilfe von
klassischen Reduktionsverfahren reduziert wurden, zwei wesentliche Vorteile. Zum einen
beinhalten die Mannigfaltigkeiten die Ergebnisse der mit Hilfe von Quasistationaritéts-
und Gleichgewichtsannahmen erstellten Kinetiken. Zum anderen sind sie in der Lage
unterschiedliche Bereiche innerhalb des Zustandsraumes abzubilden, die separate redu-
zierte Kinetiken zu ihrer Beschreibung erfordern wiirden. Herausragendes Beispiel im
Kontext der Verbrennungschemie ist die gemeinsame Beschreibung von Selbstziindpro-
zessen, die im Niedertemperaturbereich stattfinden, und der Flammenfortpflanzung, die
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mit dem Hochtemperaturbereich assoziiert ist. Bei Niedertemperaturmechanismen liegt
der Schwerpunkt auf der Beschreibung der Radikalbildung und des langsamen Tempera-
turanstieges, wihrend Deflagrationen durch den molekularen Transport von Warme und
Radikalen bestimmt sind (siehe Kapitel 3.1). Die dominierenden Reaktionspfade sind da-
her abhdngig von der Art und Weise wie Chemie und Stromung miteinander gekoppelt
sind.

Die Beriicksichtigung von Transporteffekten, wie sie fiir Flammen charakteristisch
sind, erschwert die Anwendung der ILDM jedoch erheblich, da in diesem Fall die Dynamik
des Systems durch die allgemeine Speziestransportgleichung (2.2) gegeben ist. Auch wenn
zu erwarten ist, daf der Reaktionsfortschritt entlang von Attraktoren verlauft, haben
jedoch der Konvektions- und der Diffusionsterm Anteile, die in Richtung der schnellen
Eigenvektoren der Jacobimatrix weisen, und die einen Zustand von der Mannigfaltigkeit
wegbewegen konnen. Obwohl Ansitze vorgestellt wurden, die dieses Problem 16sen, be-
findet sich die Anwendung der ILDM in technischen Stromungssimulationen, die auf der
Losung der allgemeinen Erhaltungsgleichungen beruhen, noch in der Entwicklungspha-
se. Breitere Anwendung hat das ILDM-Konzept im Bereich von Monte-Carlo Simulatio-
nen gefunden. Diese stochastischen Methode betrachtet die zeitliche Entwicklung eines
Massepunktes, die durch eine gewohnliche Differentialgleichung (2.118) beschrieben wird,
weshalb sich in diesem Fall die ILDM ohne Einschriankung anwenden 1aft.

Abschliefsend soll nicht unerwihnt bleiben, dafl die eigentlichen Schwierigkeiten der
ILDM mit den erforderlichen numerischen Methoden verbunden sind, die zur Bestim-
mung der Mannigfaltigkeiten benétigt werden. Dies trifft sowohl auf die Erstellung der
Jacobi-Matrix, die zur Durchfiihrung der Eigenwertanalyse erforderlich ist, als auch auf
die effektive Erstellung und Speicherung der Tabelle zu. Es hat sich gezeigt, daf sehr
aufwendige und spezialisierte Verfahren benotigt werden, um die Vorteile dieser an sich
eleganten Methode nutzen zu konnen.

CSP

Das Verfahren der CSP (engl.: Computational Singular Pertubations) wurde von LAM
und GOUSSIS [124] vorgeschlagen, und ist ein Algorithmus zur asymptotischen Analyse
von komplexen Reaktionsmechanismen. Wie bei klassischen Reduktionsmethoden wird
die Steifheit des Gleichungssystems durch die Entkopplung schneller Zeitskalen reduziert.
Hierzu wird von den Autoren ein iteratives Verfahren vorgeschlagen, das eine Identifika-
tion und Trennung von schnellen und langsamen Prozessen ermdoglicht. Dieses Verfahren
wird im Rahmen einer Stromungssimulation lokal angewendet, d. h. der Reaktionsme-
chanismus wird in Abhéngigkeit der lokal vorliegenden Bedingungen optimal reduziert,
und kann daher wie die Methode der ILDM unterschiedliche Reaktionspfade erfassen.
Ein wesentlicher Nachteil ist aber der Umstand, dafl die Methode die Informationen des
gesamten skalaren Feldes bendétigt, d. h. es erfolgt keine Reduktion der Dimension des
Differentialgleichungssystems. Die Anwendung des CSP-Verfahrens ist aus diesem Grund
auf die Simulation einfacher Systeme beschrinkt und hat daher in der Literatur noch
keine breitere Anwendung gefunden.



Kapitel 3

Beschreibung laminarer und
turbulenter Vormischverbrennung

3.1 Die laminare Vormischflamme

Dieses Kapitel soll einen kurzen Uberblick iiber die Struktur der laminaren Vormisch-
flamme und die Moglichkeiten ihrer mathematische Beschreibung geben. Die Kenntnis
iiber die Vorginge der laminaren Flammenausbreitung ist fiir das weitere Verstiandnis der
Arbeit aus zwei Griinden erforderlich: Zum einen findet die laminare Vormischflamme als
Modellsystem zur Validierung der in Kapitel 4 entwickelten Kinetik Verwendung, zum an-
deren bilden die im folgenden vorgestellten Uberlegungen die Grundlage der in Kapitel 5
und 6 behandelten turbulenten Verbrennungsmodelle.

Die laminare Vormischflamme zeichnet sich durch ein homogenes Gemisch von Brenn-
stoff und Oxidant aus, in welches sich die Flammenfront mit der sogenannten laminaren
Flammengeschwindigkeit ausbreitet. Diese ist fiir den idealen Fall einer adiabaten plana-
ren Flammenfront eine Stoffgréfe, d. h. nur vom thermodynamischen Zustand der Re-
aktanten und ihrer chemischen Zusammensetzung abhéingig. Mathematisch betrachtet ist
sie die Eigenwertlosung der Bilanzgleichungen aus Kapitel 2.1.1.

In der Literatur findet sich eine Vielzahl von Arbeiten, deren Ziel die Bestimmung
der Flammengeschwindigkeit sowie der Struktur der Reaktionszone ist. Sie werden in den
Lehrbiichern von Kuo [121] und WiLLIAMS [238] sowie einem Ubersichtsartikel von SEs-
HADRI [203] ausfiihrlich dargestellt. In den folgenden Kapiteln werden die wesentlichen
Theorien kurz zusammengefafst, da sie ein besseres Verstdndnis der laminaren Vormisch-
flamme und der ihr zugrunde liegenden physikalisch-chemischen Prozesse erméglichen. Die
Betrachtungen beziehen sich auf Methan-Flammen, da diese den Schwerpunkt dieser Ar-
beit bilden, sind jedoch auch fiir hhere Kohlenwasserstoffe giiltig [171], und wurden auch
auf Wasserstoffflammen angewendet [164]. Grundlage der Analysen bildet die Beschrei-
bung der Flammenfrontstruktur in Kapitel 3.1.1. Darauf aufbauend werden, geordnet
nach Komplexitdt, asymptotische Analysen zur Abschitzung der Flammengeschwindig-
keit und der Flammenfrontstruktur vorgestellt. Abschlieflend wird in Kapitel 3.1.6 auf die
Dynamik laminarer Vormischflammen und die Effekte von Flammenfrontkriimmung und
-streckung eingegangen.

43
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Abbildung 3.1: Struktur einer mageren CH,/Luft Flamme. Oberes Bild: Profile der Tem-
peratur und der stabilen Zwischenprodukte und Endprodukte. Mittleres Bild: Profile wich-
tiger Radiakale und Atome. Unteres Bild: Vergleich konvektiver, konduktiver, diffusiver
und chemischer Beitrige zur Energieerhaltung.
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3.1.1 Struktur der laminaren ungestreckten Vormischflamme

Die Struktur der laminaren Vormischflamme l&ft sich in drei Zonen aufteilen, die sich
hinsichtlich der physikalisch-chemischen Prozesse unterscheiden. Abbildung 3.1 zeigt die
Struktur einer leicht unterstchiometrischen Methan /Luft Flamme unter Standardbedin-
gungen. In den beiden oberen Diagrammen sind die Verldufe der Temperatur und der
Konzentrationen der stabilen Verbindungen sowie wichtiger Radikale dargestellt. Die Ter-
me der Energieerhaltungsgleichung (2.5), mit Ausnahme des instationdren Terms, sind
im unteren Diagramm aufgetragen. Die Profile verdeutlichen, daf der Temperaturverlauf
durch Konvektion, Warmeleitung und chemischer Reaktion bestimmt wird, wihrend der
Wirmestrom aufgrund partieller Diffusion vernachléssigbar ist. Die in Abbildung 3.1 dar-
gestellten Verldufe sind charakteristisch fiir alle Kohlenwasserstoffflammen, weshalb sich
die folgenden Ausfithrungen nicht auf Methan /Luft Gemische beschranken.

Die Flammenfront einer Kohlenwasserstofflamme 14ft sich bei Betrachtung von Ab-
bildung 3.1 wie folgt charakterisieren: Die unverbrannten Reaktanten mit der Vorwirm-
temperatur 7, in die sich die Flammenfront mit der Geschwindigkeit S?, der sogenannten
Flammengeschwindigkeit, fortpflanzt, werden in der so genannten Vorwidrmzone auf die
Ziindtemperatur 7; aufgeheizt. Dieser Vorgang verlauft in erster Ndherung ohne Warme-
freisetzung, d. h. es herrscht in dieser Zone ein Gleichgewicht zwischen Konvektion und
Konduktion bzw. Diffusion. Die Dicke dieser Vorwarmzone ist daher von den molekularen
Transportprozessen von Warme und Stoff bestimmt. Die eigentliche Wérmefreisetzung
durch Umsetzung des Brennstoffes zu den stabilen Zwischenprodukten Hy und CO erfolgt
in der Reaktionszone, die deutlich diinner als die Vorwarmzone ist. In diesem Bereich ist
der konvektiv transportierte Energiestrom in erster Naherung vernachléssigbar gegeniiber
dem konduktiv transportierten und der freigesetzten Reaktionswérme. In der Reaktionszo-
ne wird der Brennstoff groftenteils iiber die Reaktionen CHy+H = CH3+H, (R11)! und
CH4+OH = CH3+H,0 (R12) abgebaut. Unter stéchiometrischen und unterstéchiometri-
schen Bedingungen wird das Methylradikal CH3 zum Formylradikal CHO und schliefslich
zum CO oxidiert [230]. Die Oxidation des CHy zum CO wird durch das OH-Radikal sowie
das O- und H-Atom gesteuert, deren Produktion wiederum mafgeblich durch die Ket-
tenverzweigungsreaktion O, + H = OH + O (R1) bestimmt wird, iiber die der Abbau
des Sauerstoffs stattfindet. Die Konzentrationen der Radikale liegen in der Reaktionszone
weit oberhalb des Gleichgewichts, weshalb dieser Zustand auch als als Superequilibrium
bezeichnet wird. Die Radikale diffundieren aus der Reaktionszone sowohl stromab in die
Ausbrand-, als auch stromauf in die Vorwirmzone. Aufgrund ihrer grofen chemischen Re-
aktivitit reagieren sie hier jedoch vollstéindig mit den anstrémenden Brennstoffmolekiilen
und den Zwischenprodukten des Brennstoffabbaus, so daf die Vorwidrmzone als chemisch
inert betrachtet werden kann. Der Ubergang von der Vorwirm- zur Reaktionszone ist so-
mit durch die Temperatur 7; gekennzeichnet, bei der Kettenverzweigungsreaktionen (R1)
und Kettenfortpflanzungsreaktionen wie (R11) und (R12) gleich schnell sind [77]. Reak-
tionen der Brennstoffabbaukette binden die Kettentrédger OH, O, und H sehr effektiv und
haben deshalb die Bedeutung von Kettenabbruchsreaktionen. Der Prozef der Flammen-
fortpflanzung ist nur stabil, wenn der zur Vorwarmung erforderliche Temperaturgradient
durch die exothermen Reaktionen in der Reaktionszone aufgebaut werden kann. Erhoh-
ter Transport von Warme oder Radikalen aus der Reaktionszone kann aber zu einem
Zusammenbruch der Kettenreaktion fiihren, was ein Verloschen der Flamme nach sich

!Die Nummerierung der Reaktionen orientiert sich am Mechanismus fiir die Methanverbrennung, der
im Anhang A.1 aufgefiihrt ist.
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zieht. Aus Abbildung 3.1 ist auch ersichtlich, da im Gegensatz zu den sehr reaktiven
Komponenten OH, O und H, das stabilere Wasserstoffmolekiil Hy aufgrund seiner grofen
Diffusivitit in der Lage ist, weit in die Vorwdmzone hinein zu diffundieren. Das gilt auch
fiir das CHs-Radikal, das unter unterstochiometrischen Bedingungen stromauf aufgrund
fehlender Radikale nur sehr langsam reagiert und daher ebenfalls in das Frischgasgemisch
diffundieren kann.

Im Anschluf an die Reaktionszone folgt die Ausbrandzone, in der die stabilen Zwi-
schenprodukte zu den Verbrennungsendprodukten CO, und HyO oxidiert werden. Diese
Reaktionen verlaufen deutlich langsamer als die Reaktionen, die den Brennstoffabbau be-
stimmen, und sind fiir die Bestimmung der Flammengeschwindigkeit von nachgeordneter
Bedeutung. Am Ende der Ausbrandzone befinden sich die Verbrennungsgase im thermo-
dynamischen Gleichgewicht und besitzen die adiabate Verbrennungstemperatur 75.

Neben einer charakteristischen Geschwindigkeit, der Flammengeschwindigkeit, lassen
sich zwei charakteristische Lingenmafe der laminaren Flammenfront definieren. Die Aus-
dehnung der gesamten Flammenfront kann iiber den Temperaturgradienten am Ort der
Ziindtemperatur 7; abgeschitzt werden

I — Tb_Tu
" (0T /om),

Die Auswertung von Gleichung (3.1) setzt die Kenntnis des Temperaturprofils voraus.
Dieses erfordert die Losung der Erhaltungsgleichungen oder die experimentelle Bestim-
mung des Temperaturprofils und ist daher relativ aufwendig. BLINT [19] konnte jedoch
zeigen, dak eine Abschitzung der Flammenfrontdicke {iber das Verhéltnis von thermischer
Leitfahigkeit und laminarer Flammengeschwindigkeit

A 1
= — | — 2
e (pc,,)b SlO ’ (3-2)

zu vergleichbaren Werten fiihrt. Hierbei sind die Stoffwerte der Reaktanten fiir die adia-
bate Verbrennungstemperatur zu bestimmen. Mit Hilfe der Flammengeschwindigkeit und
der Flammenfrontdicke 145t sich das kinetische Zeitmaf der Vormischflamme definieren.

(3.1)

l

tp = S—Pl; (3.3)
Die Reaktionszone ist fiir die Flammenfrontfortpflanzung von entscheidender Bedeu-
tung. Ihre Dicke wird durch die Brennstoffabbaureaktionen bestimmt, und kann iiber
asymptotische Betrachtungen abgeschétzt werden. Diese Betrachtungen ergeben, dafs die
Dicke der Reaktionszone zu der der Vorwiarmzone iiber einen Parameter § in Beziehung

gesetzt werden kann
Der Parameter ¢ ist eine Funktion des Drucks und der Vorwdrmtemperatur und kann fiir
stochiometrische Methan/Luft Flammen unter Standardbedingungen zu 0.1 abgeschétzt
werden. Auf seine Bestimmung wird in den Kapiteln 3.1.4 und 3.1.5 ndher eingegangen.

3.1.2 Flammengeschwindigkeit, @ Flammenfrontgeschwindigkeit
und Brenngeschwindigkeit
Die Flammengeschwindigkeit SY wurde in Kapitel 3.1.1 als die Geschwindigkeit definiert,

mit der sich eine planare, eindimensionale Flammenfront relativ zum anstrémende Frisch-
gasgemisch ausbreitet. Sie ist auf den unverbrannten Zustand des Gemisches bezogen und
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stellt einen Spezialfall der Flammenfrontgeschwindigkeit Sy dar. Die Flammenfrontge-
schwindigkeit Sg (¢*) bezeichnet die Geschwindigkeit einer Isofliche ¢ = ¢* relativ zur
Stromungsgeschwindigkeit des Frischgasgemisches. Die Variable ¢ bezeichnet hierbei eine
normierte Temperatur ¢ = (1" — T,) / (T, — 1,,), die auch als Reaktionsfortschrittsvariable
bezeichnet wird. Die Geschwindigkeit der Isofliche kann damit als das totale Differential
der normierten Temperatur, berechnet fiir ¢ = ¢*, dargestellt werden [175]:

S(c*) = (ﬁ%)m . (3.5)

Dieser Ausdruck 14t sich mit Hilfe der eindimensionalen Form der Energieerhaltung (2.7)
koppeln

X 1 [o for\ or [ & . De o
Sp(c®) = (W la—m ()\a—x> ~ 9 (P;Cp,k9k> — ;hkwk]) : (3.6)

—=c*

wobei die einzelnen Terme der Gleichung (3.6) anhand von Flammenrechnungen bestimmt
werden konnen. Die Flammenfrontgeschwindigkeit Sg variiert iiber die Flammenfront hin-
weg, und zwar von der Flammengeschwindigkeit S = Sg, = Sr (¢ = 0) im unverbrannten
bis zur Flammenfrontgeschwindigkeit der Rauchgase Spp = S (c = 1). Sie ist daher im
Gegensatz zur Flammengeschwindigkeit experimentell nur schwer zu bestimmen, spielt
aber im Bereich der Verbrennungsmodellierung eine grofe Rolle. Bei bekannter Flam-
mengeschwindigkeit S und bekanntem Wirmefreisetzungsparameter
Ty

S .
T T (3.7)

kann die Flammenfrontgeschwindigkeit ndherungsweise iiber die Beziehung
Sp(c) =5 (1+7c) (3.8)

berechnet werden.

Neben der Flammengeschwindigkeit und der Flammenfrontgeschwindigkeit 14t sich
noch eine dritte charakteristische Geschwindigkeit der laminaren Vormischflamme definie-
ren, die sogenannte Brenngeschwindigkeit. Sie ist ein Mak fiir die Geschwindigkeit, mit der
die Reaktanten innerhalb der Flammenfront umgesetzt werden, und kann folglich iiber die
Reaktionsgeschwindigkeiten bzw. die integrale Warmefreisetzung definiert werden [98]:

_ 1 o [ Nk .
o Pu ((ZkN:kl cp,kYk)uTu —~ (Z,iv:kl cp,kYk)bTb) /_oo (k_l hkwk) dn.  (3.9)

Hierbei bezeichnet n die Flammenkoordinate und die Indizes u sowie b den Zustand des
unverbrannten (n = —oo) bzw. verbrannten (n = oo) Gemisches. Wéhrend Flammenge-
schwindigkeit und Flammenfrontgeschwindigkeit lokale Gréfen sind, die fiir einen ganz
bestimmten Wert der Reaktionsfortschrittsvariablen ¢ definiert sind, stellt die Brennge-
schwindigkeit eine integrale Grofe dar. Eine exakte Verbindung zwischen der Flammen-
frontgeschwindigkeit und der Brenngeschwindigkeit kann daher nicht hergestellt werden.
Die Brenngeschwindigkeit kann aber iiber die Flammenfrontgeschwindigkeit abgeschétzt
werden, indem die Isofliche definiert durch das Maximum der Wirmefreisetzungsrate
betrachtet wird.
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3.1.3 Die laminare ungestreckte Vormischflamme als Diskontinui-
tatsflache

Die grobste Vereinfachung hinsichtlich der Beschreibung der laminaren Flammenfront be-
steht in der Annahme einer unendlich diinnen Flammenfront, die das Frischgasgemisch
von dem Rauchgas, das sich im chemischen Gleichgewicht befindet, trennt. Die Betrach-
tung der Flammenfront als Diskontinuititsflache ist somit identisch mit der Annahme
unendlich schnell ablaufender chemischer Reaktionen. Ein wesentlicher Mechanismus der
Flammenausbreitung, der molekulare Transport von Stoff und Warme, bleibt diesem Mo-
dell unberiicksichtigt, weshalb die laminare Flammengeschwindigkeit als einzige charak-
teristische Skala verbleibt.

Die mathematische Beschreibung der Modellflamme mit Hilfe der in Kapitel 2.1.1 vor-
gestellten Beziehungen in ihrer eindimensionalen Form fiihrt auf die sogenannten Rankine-
Hugonoit Gleichungen [238]. Die Rayleigh-Linie stellt den Zusammenhang zwischen der
Geschwindigkeit der Reaktanten, d. h. der Flammengeschwindigkeit, und der der Rauchga-
se her, wihrend die Hugonoit-Gleichung den thermodynamischen Zustand der Reaktanten
und der Produkte verkniipft. Bei bekanntem thermodynamischen Zustand der Reaktan-
ten und gegebener Flammengeschwindigkeit sind Dichte, Druck, Zusammensetzung und
Temperatur der Produkte sowie ihre Geschwindigkeit berechenbar. Die im Rahmen dieser
Arbeit betrachteten Flammenausbreitungen sind Deflagrationen, d. h. iiber die Flam-
menfront hinweg kommt es zu einem Druckabfall®>. Dieser ist bei der Verbrennung von
Kohlenwasserstoffen sehr klein, weshalb der Druck in guter Nidherung als konstant be-
trachtet werden kann. Der thermodynamische Zustand der Produkte 1dt sich dann mit
Hilfe einfacher Gleichgewichtsrechnungen bestimmen. Abbildung 3.2 zeigt die Struktur der
Vormischflamme unter den obigen Annahmen, die einer rein kinematischen Behandlung
der Flammenfront entsprechen.

2Eine Detonation hingegen ist durch einen Druckanstieg und einer Verdichtung der Rauchgase gekenn-
zeichnet. Der Begriff Explosion umfafit sowohl die Deflagration als auch die Detonation und bezeichnet
allgemein die Ausbreitung einer Reaktionsfront in ein brennbares Gasgemisch.

Ty

-

T

Abbildung 3.2: Struktur der Vormischflamme bei Vernachldssigung molekularer Trans-
porteffekte und unter der Annahme unendlich schneller Chemie.
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3.1.4 Asymptotische Betrachtung fiir 1-Schritt Reaktionen

Bei der Betrachtung der Flamme als Diskontinuitétsfliche wird die Chemie als unendlich
schnell angenommen, weshalb keine Aussage iiber die Struktur der Flammenfront getrof-
fen werden kann. Die Beschreibung der Flammenfrontstruktur und die Bestimmung der
laminaren Flammengeschwindigkeit ist deshalb das Ziel der im folgenden vorgestellten
Theorien. Die ersten grundlegenden Arbeiten zu diesem Thema stammt von MALLARD
und LE CHATTELIER [145]. In ihrer thermischen Theorie der laminaren Vormischflam-
me unterteilen sie die Flammenfront in eine inerte Vorwéarmzone, in der die Reaktanten
durch Warmeleitung auf Ziindtemperatur gebracht werden, und die Reaktionszone, in
der der chemische Reaktionsumsatz stattfindet. SEMENOV, ZEL'DOVICH und FRANK-
KAMENETSKII [202] greifen in ihrer Theorie diese Idee der zonalen Unterteilung auf.
Im Gegensatz zu MALLARD und LE CHATELIER beriicksichtigen sie jedoch nicht nur die
Massen- und Energieerhaltung, sondern nach einem Ansatz von VAN KARMAN [109] auch
die Spezieserhaltung.

VAN KARMAN sowie SEMENOV, ZEL'DOVICH und FRANK-KAMENETSKII betrachten
in ihrer Abschitzung der laminaren Flammengeschwindigkeit jedoch nur unimolekula-
re 1-Schritt Reaktionen der Form F — P, wie sie z. B. fiir Ozonflammen gelten. Die
Abbildung der Verbrennung von Kohlenwasserstoffen erfordert aber eine 1-Schritt Reak-
tion mit mindestens zwei Reaktanten. CLAVIN und WILLIAMS [238] erweiterten deshalb
die Theorie auf eine allgemeine 1-Schritt Reaktion, bei der ein Brennstoff (F) mit dem
Oxidator (O) zu den Verbrennungsprodukten P geméf der Gleichung F+ 100 — vpP um-
gesetzt wird. Auch diese Theorie basiert auf der bereits erwdhnten zonalen Struktur der
Vormischflamme. In der Vorwiarmzone kann der der Anteil der Reaktionsgeschwindigkeit
aufgrund der exponentiellen Temperaturabhingigkeit in erster Niaherung vernachléssigt
werden. In diesem quasi-inerten Bereich herrscht unter dieser Annahme ein Gleichgewicht
zwischen konvektivem und diffusivem Transport von Energie und Stoff. Die zugehorige
Gleichung 148t sich nach der Methode der ,jibereinstimmenden Asymptoten“ [238] in eine
Folge von Differentialgleichungen entwickeln, deren Randbedingungen durch den Zustand
am Ubergang zwischen Vorwirm- und Reaktionszone gegeben sind. In der Reaktionszo-
ne ist hingegen der Anteil des konvektiven Transports gegeniiber der Wérmefreisetzung

Reaktionszone
Vorwarmzone ls=1p/Ze

lp

T -
0 T

Abbildung 3.3: Struktur der Vormischflamme fiir grofe Aktivierungsenergien bzw.
Zel’dovichzahlen wie sie durch eine AEA-Analyse beschrieben wird [238].
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und der Diffusion von untergeordneter Bedeutung, weshalb dieser Bereich als Reaktions-
Diffusionszone bezeichnet wird. Auch hier 14t sich eine Folge von Differentialgleichungen
aufstellen. Diese werden aufgrund der asymptotischen Betrachtungen in sogenannten ge-
streckten Variablen ausgedriickt, die eine dimensionslose Betrachtung des Problems und
eine spitere Linearisierung ermdglichen. Charakteristischer Parameter dieser Variablen
ist die Zel’dovichzahl [238]

Es(Ty = T,)

Ze = RT? , (3.10)
die das Verhiltnis von Aktivierungsenergie zur Warmefreisetzung beschreibt. Sie wird
hier als sehr grofte Zahl angenommen, weshalb analytische Untersuchungen dieser Art als
Methode der Aktivierungsenergieasymptote (AEA, engl.: Activation Energy Asymptotics)
bezeichnet werden. Am Ubergang zwischen Vorwiirm- und Reaktionszone miissen die Fol-
gen der asymptotischen Gleichungen, d. h. die Werte der gestreckten Variablen sowie ihre
Ableitungen, iibereinstimmen. Mit Hilfe dieser Bedingung lassen sich die Gleichungssyste-
me 16sen, und die Flammengeschwindigkeit berechnen. Die resultierende Flammenfront-
struktur fiir eine magere Methanflamme ist in Abbildung 3.3 dargestellt.

Die Theorie von CLAVIN und WILLIAMS geht von einer eindimensionalen, planaren,
laminaren Flamme aus, in der Strahlung, Soret- und Dufoureffekte sowie Druckdiffusion
vernachlissigbar sind. Die Gasmischung verhilt sich ideal, alle Komponenten besitzen
konstante mittlere spezifische Warmekapazititen, und die Lewiszahlen sind konstant. Die
Verbrennungsreaktion wird durch eine 1-Schritt Reaktion der Form

beschrieben, so dafs sich die Reaktionsgeschwindigkeit des Brennstoffes mit Hilfe eines
globalen Ansatzes der Form

&= BT"exp [—~E4/RT|C¢y,C8, (3.12)

darstellen 1aft. Mit Hilfe der obigen Annahmen leiten die Autoren die folgende Bestim-
mungsgleichung fiir die Flammengeschwindigkeit ab [238]:

DAV PR BTY 1 (a,m, ) ]
S0 = s B 0 S exp [—Ea/2RT}] . (3.13)
pacppWeon " Zemtntl Leq™ Leqy,
Hierbei ist die Funktion G durch
G (a,m,n) = / Y™ (y +a)" exp [—y]dy (3.14)
definiert, und der Parameter a
a=Ze(¢™' — 1) /Lecw,u (3.15)

beschreibt den Einflufl der Stochiometrie, ausgedriickt durch das Brennstoff/Luft-Verhélt-

nis
_ Wen,Yo,u

= = "2 3.16
Wo,Ycuau (3.16)

¢
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Abbildung 3.4: Struktur der Vormischflamme fiir unendlich grofse Aktivierungsenergien
Ze — 0.

Fiir den in dieser Arbeit interessierenden Bereich der stéchiometrischen und mageren Vor-
mischverbrennung gilt ndherungsweise G (a, m,n) =T (n +m + 1), wobei I' die Gamma-
Funktion ist. In diesem Grenzfall, und unter der Voraussetzung, daf die Reaktionsexpo-
nenten die Werte m = 1 und n = 2 annehmen, gilt:

A2 PBTPYE 2
Si = 2 202 . 1 b—gw—1 exp[—E4/2RT,) . (3.17)
pucppWin, Ze* Leg, Lecy,

Gleichung (3.17) zeigt, da die Flammengeschwindigkeit proportional zur Quadratwurzel
der Temperaturleitfihigkeit A\/pc, und einem kinetischen ZeitmaR BT? exp [—FEa/2RT)
ist. Der Einfluf des Drucks wird iiber die Dichten des unverbrannten p, bzw. verbrannten
Gemisches p, erfalit, wihrend sich die Abhéngigkeit von der Vorwdrmtemperatur 7, in
der Zel’dovichzahl Ze und implizit in der adiabaten Verbrennungstemperatur 7 findet.
Zusammen mit den Anfangskonzentrationen der Reaktanten Yo, , und Ycy,, beschreibt
sie zudem den Einflufl der Stochiometrie auf die Flammengeschwindigkeit. Schlieflich
lassen sich mit Gleichungen (3.13) und (3.17) iiber die Lewiszahlen der Reaktanten der
Einflufl bevorzugter Diffusion auf die Flammengeschwindigkeit abschétzen.

Die Methode der AEA liefert aber nicht nur Beziehungen fiir die Flammengeschwindig-
keit, sondern macht auch Aussagen iiber die Struktur der Flammenfront in Form charak-
teristischer Langenmafe. Die Dicke der Vorwarmzone ist demnach durch das Verhaltnis
von Temperaturleitfihigkeit und laminarer Flammengeschwindigkeit

o 3 () L .
F_puSlOEpN Cp bpuSlO .

gegeben. Hierbei sind A und ¢, die iiber die Vorwéirmzone gemittelte Wirmeleitfihigkeit
und spezifische Wérmekapazitat. Eine fiir viele Abschédtzungen ausreichende N&herung
erhilt man, wenn die Stoffwerte fiir die Reaktanten bei der adiabaten Verbrennungstem-
peratur berechnet werden. Aufgrund der angenommenen hohen Aktivierungsenergie bzw.
Zel’dovichzahl kommt es erst zu einer nennenswerten Warmefreisetzung, wenn die dimen-
sionslose Temperatur (T, — T') / (T — T,) in der GroRenordnung von Ze ! ist. Demnach
ist auch die Dicke der Reaktionszone umgekehrt proportional zur Zel’dovichzahl, geméfs

lr
ls=0"ls= - (3.19)
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Der Parameter ¢ in Gleichung (3.4) entspricht in diesem Fall Ze . Reprisentative Werte
der Zel’dovichzahl liegen zwischen 5 und 15, fiir stéchiometrische Methanflammen bei
Standardbedingungen bei ungefihr 8.

Die Gleichungen (3.13) und (3.17) erfordern Informationen iiber die reaktionskineti-
schen Parameter B, b, E4, n und m. Diese Gréfen kénnen nicht direkt aus den Reaktions-
geschwindigkeitskonstanten entsprechender Elementarreaktionen abgleitet werden, und
miissen daher als Anpassungsparameter fiir einen mehr oder weniger grofen Bereich von
Randbedingungen betrachtet werden. Trotzdem geben Analysen dieser Art Aufschliisse
iiber den Einfluff thermodynamischer und chemischer Grofen auf die Flammengeschwin-
digkeit. Auerdem 1dft sich mit ihrer Hilfe die Dynamik von Flammenfronten hinsichtlich
aukerer Storungen, wie Flammenkriimmung und -streckung, studieren (siehe z. B. CLA-
VIN [63] oder LAw [126]).

Fiir viele Untersuchungen kann die Reaktionsfront als unendlich diinn betrachtet wer-
den, d. h. Ze — 00. In diesem Fall mutiert die Funktion der Reaktionsgeschwindigkeit w
zu einer Diracschen Delta-Funktion, die die entsprechenden Sprungbedingungen an der
Reaktionsfliche beschreibt. Die Struktur der Flammenfront fiir diesen Grenzfall ist in
Abbildung 3.4 dargestellt.

3.1.5 Asymptotische Betrachtung fiir Mehrschrittreaktionen

Die komplexe Struktur einer Vormischflamme wie sie in Abbildung 3.1 zu sehen ist, kann
mit einer einzigen globalen Reaktion nicht wiedergegeben werden. Eine Globalreaktion der
Form (3.11) ist vor allem nicht in der Lage das Wesen einer Radikalkettenreaktion, wie
sie fiir Verbrennungsvorgénge typisch ist, wiederzugeben. WILLIAMS und PETERS [169]
haben deshalb in einer richtungweisenden Arbeit die asymptotische Struktur stéchiome-
trischer und {iberstochiometrischer Methanflammen untersucht, die auf einem 3-Schritt
Mechanismus basieren. Dieser Mechanismus, dessen Ableitung in Anhang A.2 ausfiihrlich
beschrieben ist, wurde von den Autoren durch systematische Reduktion eines detaillierten
CH,4 Mechanismus mit Hilfe von Quasistationaritéts- und partiellen Gleichgewichtsannah-
men gewonnen. Er beschreibt die Umsetzung des Brennstoffes zu den Zwischenprodukten
Hj und CO sowie zu den Produkten H,O und CO, geméf der folgenden Reaktionsschritte

1 CH4 + 02 — Hy+ CO + HQO
Imr 0O,;+2H, = 2H,0

Die globalen Reaktionsgeschwindigkeiten werden in der Analyse durch die geschwindig-
keitsbestimmenden Reaktionen beschrieben. Die Brennstoffabbaureaktion I wird unter
stochiometrischen und unterstéchiometrischen Bedingungen iiber den Abbau des Methan-
molekiils CHy +H — CH;+H, (R11) bestimmt, wihrend die Oxidation des CO durch die
entsprechende Elementarreaktion CO + OH = CO, + H (R10) und die des H, durch die
als Kettenabbruchreaktion wirkende Reaktion Oy +H+ M = HO, + M (R5) kontrolliert
wird. Die zur Berechnung der Reaktionsgeschwindigkeiten erforderlichen Radikalkonzen-
trationen lassen sich auf Basis der stabilen Spezies numerisch oder analytisch berechnen.

Abbildungen 3.5 und 3.6 zeigen schematisch die entsprechende Struktur der Vormisch-
flamme bestehend aus Vorwirm-, Reaktions- und Oxidationszone. In der Reaktionszone
erfolgt der Umsatz des Brennstoffes gemif der Bruttoreaktion I mit Radikalen zu den
Zwischenprodukten CO und Hs; sowie H,O. In der sich anschliefenden Oxidationszone
werden die beiden Zwischenprodukte zu ihren Endprodukten CO, und H;O oxidiert.
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Die asymptotische Betrachtungen gehen davon aus, daf der Brennstoffabbau sehr viel
schneller verlauft als die Oxidation der Zwischenprodukte. Diese Annahme bedeutet, daf
die charakteristische Damkohlerzahl des Reaktionsschrittes I, Da;3, sehr viel groker ist
als diejenigen der Schritte II und III, Day und Dagp. Die Reaktionszone ist also sehr
viel diinner als die sich anschliefende Oxidationszone. Der gesuchte Ausdruck fiir die
Flammengeschwindigkeit 14t sich durch Analyse von Vorwiarm-, Reaktions- und Oxidati-
onszone gewinnen, wobei die Randbedingungen durch die jeweils stromauf gelegene Zone
geben sind. Eine zentrale Rolle in der Analyse spielt die charakteristische Temperatur der
Reaktionszone T°, die die Bedeutung einer Ziindtemperatur besitzt [169].

Die Reaktion (R11) besagt, da der Brennstoff nur abgebaut werden kann, wenn aus-
reichend H-Atome vorhanden sind. Ihre Konzentration ist in erster Naherung proportional
zu 1 — (qi17/q1s), wobei das Verhéltnis der Reaktionsgeschwindigkeiten die Gewichtung
von Kettenabbruch zu Kettenverzweigung ausdriickt. Die Reaktionszone ist somit durch
ein Verhiltnis kleiner Eins gekennzeichnet. Ein charakteristisches Maf fiir die Konzen-
tration des Brennstoffes in der Reaktionszone und damit die Reaktionszonendicke ist der

Parameter .
Y.
5:<k1f 02) Wen, (3.21)
kg Wo,) Ycuyu

wobei der hochgestellte Index 0 Bedingungen in der Brennstoffabbauzone bezeichnet. Die
Annahme § < 1 besagt folglich, daft das Verhéltnis der Reaktionsgeschwindigkeiten klein
ist und erfordert keine Annahme beziiglich der Aktivierungsenergie bzw. -temperatur. Die-
se ist fiir die Reaktion (R11) mit 4000K auch zu klein, um die Methode der Aktivierungs-
energieasymptote zu rechtfertigen. Der charakteristische Parameter ist daher im Gegen-
satz zur Methode der AEA keine inverse Aktivierungsenergie in Form von Ze™!, sondern
ein Verhiltnis von Reaktionsgeschwindigkeiten, die die Chemie kontrollieren. Diese Art
der asymptotischen Analyse wird deshalb als Methode der ,Reaktionsgeschwindigkeitsver-
héltnisasymptote* (RRA, engl.: Rate Ratio Asymptotics) bezeichnet, und stellt eine fun-
damentale Verbesserung hinsichtlich des Verstindnisses der Flammenstruktur dar. Unter
den Voraussetzungen der AEA-Methode kommt die Reaktion aufgrund des exponentiel-
len Abfalls der Reaktionsgeschwindigkeit mit abnehmender Temperatur zum Erliegen. Die
RRA-Analyse hingegen verdeutlicht, daf ein Mangel an Radikalen die Verbrennung unter-
bindet. Dies bedeutet, daf in der AEA-Analyse die Vorwirmzone als chemisch eingefroren
in der RRA-Analyse jedoch korrekterweise als chemisch inert betrachtet wird.

In der Hy/CO-Oxidationszone ist die Brennstoffkonzentration vernachlissigbar klein,
weshalb die Reaktionen der C;-Kette in Tabelle A.1 keine Rolle spielen und in der Analyse
nur die Reaktionen (R1)—(R8) beriicksichtigt werden miissen, die als Linearkombinationen
in den Geschwindigkeiten der beiden Globalreaktionen IT und III erscheinen. Analytische
Losungen fiir die Flammengeschwindigkeit lassen sich fiir zwei Grenzfille ableiten, die
durch die Damkohlerzahlen Daj; und Daypp der Reaktionsschritte IT und ITI gegeben sind.

Fiir Dayr > Daip befindet sich die Reaktion IT ndherungsweise im partiellen Gleich-
gewicht, und der Ausbrand wird durch die Wassergasreaktion bestimmt. Die geschwin-
digkeitsbestimmende Reaktion der Bruttoreaktion III ist die als Kettenabbruchreaktion
wirkende Rekombinationsreaktion H + Oy + M — HO, + M (R5). Sie besitzt eine Ak-

3Die Damkéhlerzahl ist in diesem Zusammenhang als das Verhéltnis von charakteristischer Zeit des
konvektiv-diffusiven Transports in der Vorwiirmzone {%./S) zur charakteristischen Zeit der betrachteten
Globalreaktion (uy/p)°. Die Reaktionsgeschwindigkeit ist hierbei fiir die Temperatur T° der Reaktions-
zone zu berechnen.
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Abbildung 3.5: Struktur einer vorgemischten Methan/Luft Flamme im Fall der RRA-
Analyse unter Annahme des Wassergasgleichgewichtes in der Ausbrandzone.

tiverungstemperatur von 0K, weshalb die Methode der AEA im Ausbrandbereich nicht
anwendbar ist. Als charakteristischer Parameter kann aber die vierte Wurzel der inversen
Damkohlerzahl Da,ﬁll identifiziert werden

¢ = (Dam/ ) S (3.22)

der sich mit Hilfe der Energieerhaltung naherungsweise auch als Temperaturverhaltnis
schreiben léft. Das partielle Gleichgewicht ist fiir die gesamte Ausbrandzone giiltig mit
Ausnahme einer schmalen Zone von der Grofenordnung

v=(1-0a" [(1+a°) Dan] */*, (3.23)

die sich am Ubergang von Reaktions- zu Oxidationszone befindet. Der Parameter o be-
schreibt das Verhéltnis der Konzentrationen von CO und Hs in der Reaktionszone. In
erster Ndherung ist das partielle Gleichgewicht der Wassergasreaktion in der gesamten
Ausbrandzone erfiillt, und es gilt o® = 1 und somit £ > v. Im allgemeinen ist jedoch
a® < 1, so dak die asymptotische Betrachtung zu hohe H,-Konzentrationen vorhersagt.
Die Annahme des partiellen Wassergasgleichgewichts ist die Grundlage der Analysen von
PETERS und WILLIAMS [169], SESHADRI und PETERS [204] sowie BECHTHOLD und
LAw [13]. Die zugehorige Struktur der Flammenfront ist in Abbildung 3.5 dargestellt.

Im umgekehrten Grenzfall Dayp > Dap befindet sich Hy in einem quasistationéren
Zustand und die Oxidation des CO wird durch die Elementarreaktion CO + OH =
COs + H (R10) bestimmt. Diese Annahme ist giiltig mit Ausnahme einer diinnen Zo-
ne der Abmessung O(e), in der der Wasserstoff geméf Gleichung (RIII) oxidiert wird.
Aufgrund zu geringer Aktivierungstemperaturen der Reaktion R10 wird die Grofenord-
nung der Oxidationszone zu

y5\0 Ty —T°
Y= (DaHQ/ 5) ~ sz (3.24)
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Abbildung 3.6: Struktur einer vorgemischten Methan/Luft Flamme im Fall der RRA-
Analyse unter Annahme der Quasistationaritét fiir Hy in der Ausbrandzone.

definiert. Fiir den Bereich der Ho-Oxidation gilt hingegen

_9/5\° Ye, W,
€= <Da1112/5) x I/W—I:% (3.25)
2 4,U

Die Voraussetzung € < v ist also immer dann erfiillt, wenn der Wasserstoff in der Aus-
brandzone in sehr geringen Konzentrationen vorkommt. Dies ist fiir magere Flammen bei
maéfigen Driicken der Fall, und bildet die Grundlage der asymptotischen Analyse von
BUI-PHAM ET AL. [47|. Abbildung 3.6 zeigt eine schematische Darstellung der Flammen-
frontstruktur unter der Annahme der Quasistationaritiat des Wasserstoffs.

Wie bereits erwithnt ist die Ziindtemperatur 7°, die die Reaktionszone charakterisiert,
eine zentrale Grofie der RRA basierten Analysen. Sie kann als kritische Temperatur inter-
pretiert werden, ab der die Kettenverzweigungsreaktionen die Kettenabbruchreaktionen
iiberwiegen und es zu einem nennenswerten Reaktionsumsatz kommt. Die Ziindtempe-
ratur beinhaltet alle Informationen iiber die chemische Kinetik der Verbrennung und ist
somit eine brennstoffspezifische Gréfe. Sie 14t sich nur numerisch bestimmen, weshalb
MULLER ET AL. [153] fiir eine Reihe von Kohlenwasserstoffen T als Funktion von Druck,
Stochiometrie und Vorwirmtemperatur angegeben haben. Mit Kenntnis der Ziindtempe-
ratur 1kt sich die Flammengeschwindigkeit durch folgende Gleichung berechnen

T, (T, — T°\"
Sp =Yy A (T°, Ty, p) 7% (Tf; — ) : (3.26)

Die Parameter n und m sind hierbei brennstoffspezifische Parameter und die Funktion A
ist eine Funktion des Drucks p, der Vorwirmtemperatur 7, und der Stéchiometrie sowie
der Ziindtemperatur 7°. Sie beinhaltet somit alle thermodynamischen und kinetischen
Groken des Systems. MULLER ET AL. [153] haben fiir unterschiedliche Kohlenwasserstoffe
diese Parameter bestimmt und die Funktionen in Form von Polynomen angegeben.



26

3.1.6 Dynamik laminarer Vormischflammen

In den vorangegangenen Kapiteln wurde der Idealfall einer eindimensionalen, laminaren
Flammenfront betrachtet. In der Realitéit ist die Flammenfront jedoch aufgrund eines
divergenzbehafteten Stromungsfeldes mehr oder weniger gekriimmt. Dies gilt insbeson-
dere fiir turbulente Stromungsfelder, in denen Wirbelbewegungen zu einer Auffaltung
und damit zu einer Streckung und Stauchung der Flammenfront fiihren. Die Interaktion
der Flammenfront mit dem turbulenten Stromungsfeld wird im folgenden Kapitel aus-
fiihrlicher beleuchtet, und der prinzipielle Einfluf von Flammenfrontkriimmung auf die
Flammengeschwindigkeit betrachtet.

Hierzu soll das dreidimensionale Flammenfrontelement aus Abbildung 3.7 betrachtet
werden. Die Lage der Flammenfront im Raum soll durch die Reaktionsfortschrittsvaria-
ble ¢ definiert sein, die Werte zwischen 0 (unverbrannt) und 1 (verbrannt) annimmt.
Eine Flammenfrontoberfliche ist unter diesen Voraussetzungen eine beliebige Isofldche,
auf der die Reaktionsfortschrittsvariable den Wert ¢ = ¢* annimmt. Auf einer solchen
Oberfliche 14t sich ein lokales flammenfrontbezogenes Koordinatensystem & = (£, 1, ()
definieren. Die Bogenléngen in diesem &-System sind durch die Transformationsfakto-
ren he = [0x/0€|, hy = |0x/0y| und he = |0x/0(| gegeben. Der Einheitsvektor eines
betrachteten Flammenfrontoberflichenelementes, welches durch seinen Normalenvektor
n gekennzeichnet ist, lafst sich iiber den Gradienten der Reaktionsfortschrittsvariablen
ausdriicken n = e = —V¢/ |Ve| und weist aufgrund dieser Definition in Richtung des
Frischgasgemisches. Die Absolutgeschwindigkeit eines Flammenfrontoberflichenelementes
w ist die Summe von Strémungsgeschwindigkeit v und die Ausbreitungsgeschwindigkeit
der betrachteten Isofliche Sy

w=1u+nSk (3.27)

Die relative Anderung der Masse innerhalb des Flammenfrontelementes aufgrund eines
inhomogenen Stromungsfeldes 148t sich nach einem Vorschlag von DE GOEY ET AL. [83]

unverbrannt

verbrannt

Abbildung 3.7: Dreidimensionales Flammenfrontelement mit lokalem flammenfrontbezo-
genem Koordinatensystem.
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durch die massenbezogene Dehnungsrate K beschreiben.

1 dM
= —— 3.28

M dt (3:28)
Unter Verwendung der in Abbildung 3.7 veranschaulichten Grofen kann die Dehnungs-
rate in eine Form iiberfiihrt werden, die eine anschaulichere Deutung der physikalischen
Effekte, die zur Flammenstreckung beitragen, erméglicht:

K = —nn:V-u+V-u+SpV-n
1d
+n-V(u-n+SF)+;d—f. (3.29)

Der erste Term auf der rechten Seite steht fiir die normalen Anteile des Deformationsge-
schwindigkeitstensors, und beschreibt den Streckungseinflufs infolge von Strémungsinho-
mogenititen entlang der Oberfliche des Flammenfrontelementes. Strémungsdivergenzen
tragen ebenso wie Kriimmungen der Isofliche zu einer Dehnung des Flammenelementes
bei, und werden durch den zweiten bzw. dritten Term auf der rechten Seite beriicksichtigt.
Der vierte Term reprisentiert instationire Anderungen der Flammenfrontdicke aufgrund
von unterschiedlicher Ausbreitungsgeschwindigkeiten der Flammenfrontflichen und der
letzte Term erfaft Beitrdge von Dichtednderungen entlang der betrachteten Isofliche.
Fiir den Fall, daf die Isoflichen der Dichte parallel zu den Isoflichen der Konzen-
trationen verlaufen, d. h. die Lewiszahlen gleich Eins sind, entféllt der letzte Term in
Gleichung (3.29). Die Annahme einer sehr diinnen Flammenfront hat zur Folge, daf in
erster Naherung sowohl der vierte Term als auch der letzte Term der rechten Seite ver-
nachlissigt werden kann. Die verallgemeinerte Definition der Dehnungsrate K geht unter
diesen Voraussetzungen in die von WILLIAMS [238] vorgeschlagene und allgemein ver-

wendete Form iiber:
1dA

th_r)nooK =Ky = T (3.30)
Die Dehnungsrate K4 ist hierbei als eine relative Anderung eines Flammenfrontoberfli-
chenelementes dA definiert, welches sich mit der lokalen Flammengeschwindigkeit S; =
Sr (¢ = 0) relativ zum Frischgasgemisch bewegt. Gleichung (3.30) ist eine verallgemeiner-
te Darstellung des urspriinglich von KARLOVITZ ET AL. [108] eingefiihrten und spéter
von LEWIS und VON ELBE [130] aufgenommenen Konzepts der Flammenstreckung, mit
dessen Hilfe Phianomene wie Flammenloschung in Spalten erklért wurden.

Um den relativen Einfluf der Dehnungsrate auf die Struktur der Flammenfront zu cha-
rakterisieren, haben KLIMOV [115] und WILLIAMS [237] die dimensionslose Karlovitzzahl
Ka eingefiihrt. Sie beschreibt das Verhéltnis von kinetischem Zeitmaf der Vormischflam-
me (3.3) und Zeitmafk der Dehnungsrate:

Ka=K -tp. (3.31)

Geméf Gleichung (3.31) kann die Karlovitzzahl somit als Maf der Stromfadenaufweitung
innerhalb der Flammenfront betrachtet werden.

Die anhand von Gleichung (3.28) angefiihrten Effekte konnen die lokalen Verhéltnisse
von Stoff- und Wirmetransport mafgeblich beeinflussen, was wiederum zu einer Ande-
rung der Flammentemperatur bzw. der lokalen Struktur der Reaktionszone und somit der
gestreckten laminaren Flammengeschwindigkeit S; gegeniiber ihrem ungestreckten Wert
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SY fiihrt. Unter der Annahme, daR Transporteffekte senkrecht zur Flammenfrontausbrei-
tung in erster Ndaherung vernachlissigbar sind, lassen sich die Erhaltungsgleichungen fiir
Masse, Stoffkonzentration und Energie im lokalen &-Koordinatensystem in Form der so-
genannten Flamelet-Gleichungen anschreiben [126, 127, 82]:

(;in (dAp,SFr) = —dApK , (3.32)
0 0 Y,
o ([AApuSpYe) = - (dApkaa—nk> + d Ay, — dApKYy (3.33)
9 9 X AYE-YE! o [ ALY
— (dAp,Sph) = — | dAp—— — —1)—(dA—h,— ) —dA .
an( puSih) 8n< pcp8n>+k§(L6k >8n( Cp k@n) pih
(3.34)

Hierbei bezeichnet On = h0¢ die Bogenlénge senkrecht zur Flammenfront und dA = hyh,
das Flammenfrontoberflichenelement, durch welches Stoff- und Energietransport erfolgen.
Integration der eindimensionalen Erhaltungsgleichungen fiir chemische Spezies Y, und
Enthalpie h fiihrt auf die verallgemeinerten Karlovitzzahlen der Spezies

Ley, / " Yi — Yiu
Kap, = ——— dApK ————dn 3.35
£ (dAme), /,, P Yip — Yeu (3:35)
und der Temperatur
K ! /nbdA gy (3.36)
ar = ————— :
T @dAmndy, | P R —hy

m? steht hierbei fiir den in der ungestreckten Flammenfront umgesetzten Massenstrom,
und die Indizes u und b bezeichnen den unverbrannten bzw. verbrannten Zustand. Mit
Hilfe dieser beiden Gleichungen lassen sich die folgenden exakten Beziehungen fiir die
Anderung der Elementzusammensetzung

Ny,
1 KCLk
AZiy=Zipy— 20 = — |- K Yis — Yiu 3.37
Jb b J)b mb/mg + KaT ;/’Lk] (Lek aT) ( kb k, ) ( )
und die Enthalpieéinderung
N,
1 Kak
Ahy = hy — hY = — hy| — — K Yo — Yiu 3.38

k=1

ableiten. Die Gleichungen (3.38) und (3.37) beschreiben den Einfluf der Flammendeh-
nung und der bevorzugten Diffusion auf die lokale Zusammensetzung und Enthalpie der
Rauchgase iiber die Karlovitzzahlen Kar sowie Ka; und die Lewiszahlen Leg. Wie mit
Hilfe der Analysen ungestreckter Flammen in den vorangehenden Kapiteln gezeigt wurde,
ist der Reaktionsumsatz und somit die Flammengeschwindigkeit S; mafgeblich durch die
Enthalpie und Zusammensetzung in der Reaktionszone bestimmt. Die Analysen ergaben
weiterhin, dafs der Zustand in der Reaktionszone eng mit dem Zustand der Rauchgase
verkniipft ist. Daraus laft sich unmittelbar folgern, dak die Flammengeschwindigkeit der
gestreckten Flamme eine Funktion der dimensionslosen Kennzahlen Kar, Ka; und Ley
sein muf.
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Der gesuchte Massenumsatz einer gedehnten Flammenfront, bezogen auf das Rauch-
gas, lafst sich auf Basis der obigen Gleichung wie folgt abschétzen [82]:

mb = mg (hu7hb, Zk,b) (1 — KG,T) y (339)

Der Massenumsatz der ungestreckten Flamme 7y = pyS%, und somit Dichte und Aus-
breitungsgeschwindigkeit des Rauchgases sind fiir den thermodynamischen Zustand, d. h.
Enthalpie und Zusammensetzung, der gestreckten Flamme zu berechnen, der durch die
Gleichungen (3.37) und (3.38) bestimmt ist. Gleichung (3.39) beschreibt die Umsatzge-
schwindigkeit gestreckter Flammen unabhfngig von der Stidrke der Dehnungsrate. Die
Annahme, dak die Reaktionsfront sehr diinn ist, stellt somit die einzige Einschrinkung
in der Ableitung der Flamelet-Gleichungen (3.32)—(3.34) dar. Das Gleichungssystem ist
aber nicht geschlossen, da die Karlovitzzahlen bzw. die Integrale in den Gleichungen (3.35)
und (3.36) unbestimmt sind. Daher 14£t sich anhand von Gleichung (3.39) auch keine Aus-
sage iiber die Flammengeschwindigkeit S; treffen. Entsprechende analytische Ausdriicke
konnen aber unter der Annahme unendlich hoher Aktivierungsenergie abgeleitet werden.

Die erste grundlegende Arbeit auf diesem Gebiet stammt von MARKSTEIN [148|, der
die Flammengeschwindigkeit einer gekriimmten zweidimensionalen Flammenfront ana-
lytisch in Form einer Reihenentwicklung bestimmt hat. Diese Theorie wurde z. B. von
CLAVIN [63], LAW [126] sowie von LAW und SUNG [127]| auf der Grundlage der Methode
der Aktivierungsenergieasymptote verallgemeinert und erweitert. Unter der Vorausset-
zung einer Einschrittreaktion der Form F 4+ 7Ox — (1 + r) P sowie der Annahme, daf die
Lewiszahlen aller Komponenten gleich grofs sind Le, = Le, vereinfachen sich die Karlo-
vitzintegrale (3.35) und (3.36) zu

X,Ob
Ka=——F-K, (3.40)
Cp (pSF)u
und Gleichung (3.39) 1dft sich in die folgende analytische Beziehung entwickeln (vgl. [216]):
mb SF,b 2 . .
m—2=g,b=exp |:Z—6MGKCL:| — Ka™. (341)

Hierbei bezeichnet Ka* eine verallgemeinerte Karlovitzzahl, die sowohl Dehnung als auch
instationére Einfliisse iiber die absolute Flammenfrontgeschwindigkeit wg,, beinhaltet

WEq, . 70 -1

_ 0.0
Ka* = Sr IrV -n p; + Ka’v", (3.42)
und Ma die Marksteinzahl
Ma= (L _1)%¢ (3.43)
= Le 2’ '

die Effekte der bevorzugten Diffusion beschreibt. Der Einflufs der thermischen Expansion
auf die Aufweitung des Stromfadens wird durch den Faktor 7° erfakt, der zu

1 0
,YO =1+1n ( + T el) (3.44)

14790 1470

definiert ist, wobei 70 = T?/T, — 1 der Wirmefreisetzungsparameter bezogen auf die

ungestreckte Flamme ist. Gleichung (3.41) wird ergénzt durch die Beziehungen fiir die

Flammentemperatur 73, die Flammenfrontdicke [z und die Flammengeschwindigkeit S;:
T, —T, 2

=1——Ma- - Ka* 4
T, 7o Ma-Ka (3.45)
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ﬁTF =exp[—Ma - Ka*] (3.46)
F

Sl SF’u * wF,u ,-)/0 - ]'

5= meo e = [ () v o)

Die Gleichungen (3.41) sowie (3.46)—(3.47) stellen jedoch ein gekoppeltes Gleichungssy-
stem dar, da die Karlovitzzahl Ka selbst von lokalen Grofsen abhingt. Fiir den Fall kleiner
Streckungsraten kann aber die Karlovitzzahl mit Hilfe ungestreckter Grofen gebildet wer-
den, d. h. Ka® = M)/ (€,p,S%) K, und der Exponentialausdruck exp [Ma® - (Ka*)°] 1aRt
sich in 1+ Ma® - Ka° - 49 linearisieren. Ergebnis sind die bekannten linearen Zusammen-
hénge, wie sie z. B. von LAW und SUNG [127] sowie GOEY [82] gefunden wurden.

Anhand der Gleichungen (3.45)-(3.47) lassen sich die folgenden Aussagen treffen:
Gemische, in denen Stoff- und Wérmetransport gleich schnell verlaufen, d. h. die die
Bedingung Le = 1 erfiillen, ist die Marksteinzahl gleich Null, und eine Anderung der
Flammengeschwindigkeit S; wird allein durch eine Kriimmung der Flammenfront V - n
hervorgerufen. Im Gegensatz dazu andert sich die Brenngeschwindigkeit Sy allein durch
das Einwirken von Streckungseffekten, die durch die Karlovitzzahl beschrieben werden.
Die adiabate Flammentemperatur der gestreckten Flamme T3, und damit die Dicke der
Flammenfront [ bleiben nach dieser Theorie hingegen unverindert. Sie sind in diesem Fall
unabhéngig von Streckungs- und Kriimmungseffekten. Ein weit groferen Einfluf auf die
Flammengeschwindigkeit ist fiir das gemeinsame Auftreten von Streckung und bevorzug-
ter Diffusion, d. h. Le # 1 und somit Ma # 0, zu erwarten. Negative Marksteinzahlen be-
wirken bei positiver (negativer) Streckung ein Ansteigen (Abfallen) der Flammentempera-
tur, Flammenfrontdicke und Flammengeschwindigkeit, wihrend positive Marksteinzahlen
zu einem Abfall (Ansteigen) dieser Grofen fithren. Interessanterweise sind im Gegensatz
zu der Flammengeschwindigkeit die Flammentemperatur und damit auch die Flammen-
frontdicke sowie die Brenngeschwindigkeit unabhéngig von der Flammenfrontkriimmung
V.n.

Die Auswertung der obigen Gleichungen ist aufwendig. Die Gleichungen vereinfachen
sich aber wesentlich fiir den Fall einer idealen Gegenstromflamme. In dieser Strémungskon-
figuration ist die Flamme stationdr und erfihrt keine Kriimmungseffekte, d. h. wg, = 0
und V - n = 0. Die Flamelet-Gleichungen wurden in Verbindung mit einem detaillierten
Reaktionsmechanismus mit einem Rechenprogramm gelost, das im Rahmen dieser Dis-
sertation entwickelt wurde. Fiir weitergehende Informationen sei an dieser Stelle auf den
Bericht von HOFFMANN [99] verwiesen. In Abbildung 3.8 ist die Dynamik einer Wasser-
stoff/Luft und einer Methan/Luft Flamme anhand der normierten adiabaten Flammen-
temperatur dargestellt. Die im linken Diagramm dargestellte Wasserstofflamme zeichnet
sich durch eine grofe Lewiszahl von Le = 2.2 aus, d. h. die Flammenverléschung tritt
bereits fiir Karlovitzzahlen kleiner Eins ein. In diesem Fall stimmen die Ergebnisse der
nichtlinearen Analyse mit denen der detaillierten Rechnung gut iiberein. Die lineare Ana-
lyse ist hingegen nicht in der Lage den Verloschpunkt vorherzusagen. Anhand dieses Bei-
spiels ist ersichtlich, dafs die Dynamik der Flammenfront nahe der Verloschgrenze nur mit
komplexeren Modellen wiedergegeben werden kann. Dies gilt auch fiir den Fall groferer
Karlovitzzahlen. Im rechten Diagramm der Abbildung 3.8 ist das Verhalten einer leicht
fetten Methanflamme (A = 0.9) mit einer Lewiszahl von Le = 1.1 zu sehen. Die detaillierte
Rechnung sagt ein Verloschen bei einer relativ groken Karlovitzzahl von Ka® ~ 5 vorher,
die nichtlineare Analyse sogar erst bei Ka’ ~ 8. Da die Lewiszahl nahe Eins ist, verliert
nach Gleichung (3.45) die Dehnungsrate an Bedeutung und es kommt ein anderer Effekt
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Abbildung 3.8: Vergleich der normierten adiabaten Flammentemperatur als Funktion der
Karlovitzzahl fiir ein Wasserstoff/Luft (A = 0.2) (links) und ein Methan/Luft Gemisch
(A =0.9) (rechts). Durchgezogene Linien: Flamelet-Gleichungen (3.32)—(3.34), gestrichel-
te Line: Nichlineare Analyse auf Basis der Gleichungen (3.45)—(3.47), strichgepunktete
Line: Lineare Analyse.

zum Tragen, der zu einer Temperaturabsenkung fiihrt und ein friiheres Verloschen be-
wirkt. Die analytische Betrachtungsweise vernachlissigt, dafs die Dicke der Flammenfront
endlich ist. Mit grofen Dehnungsraten findet aber eine Anndherung der Reaktionszone
an den Staupunkt statt. Ist der Abstand der Reaktionszone vom Staupunkt kleiner als
ihre Abmessung konnen die Reaktanten nicht mehr vollstindig umgesetzt werden, und
die Temperatur sowie die Flammengeschwindigkeit nimmt bis zum Verloschen ab. Dieser
Effekt tritt auch im Fall von Lewiszahlen kleiner Eins auf. Die Gleichung (3.47) sagt hier
ein unbegrenztes Ansteigen der Flammengeschwindigkeit voraus, was im Widerspruch zu
der Losung der Flamelet-Gleichungen und Experimenten fithrt. SUN ET AL. [216] schlagen
fiir diesen Fall Korrekturen der lokalen Stéchiometrie und der Aktivierungsenergie vor,
die das zu losende Gleichungssystem aber weiter verkomplizieren.

Wie sich obigen Gleichungen entnehmen lit, wird eine Anderung der Flammenge-
schwindigkeit im wesentlichen durch das Produkt von Karlovitz- und Marksteinzahl be-
stimmt. Beide Parameter sind jedoch nur fiir den Fall schwach gestreckter und gekriimmter
Flammen analytisch bestimmbar. Aufierdem tragt die Analyse auf Basis der AEA, wie
bereits Kapitel 3.1.5 dargelegt, der Charakteristik der Flamme bzw. der in der Reakti-
onszone ablaufenden Chemie nur bedingt Rechnung. Vergleiche von Verléschgrenzen, die
mit Hilfe analytischer Beziehungen und komplexen Mechanismen gewonnen wurden, zei-
gen, dak die Theorie die Verloschgrenzen iiberschétzt [189, 190, 48]. Dies liegt in erster
Linie an der stark unterschiedlichen Diffusivitit der Radikale, die den Verbrennungsver-
lauf kontrollieren. Die Definition einer reprisentativen Lewiszahl insbesondere fiir nahe
stochiometrische Gemische gestaltet sich daher als sehr schwierig. Andererseits bieten die
analytischen Beziehungen bisher die einzige Moglichkeit, den Einfluf der Dehnung auf die
Flammengeschwindigkeit ohne grofen Aufwand zu beschreiben. Aus dieser Uberlegung
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Abbildung 3.9: Gemessene Marksteinzahlen fiir verschiedene Brennstoffe nach BRUT-
SCHER [45].

heraus wurden Ansétze vorgeschlagen, die die linearisierte Form der Gleichung (3.41)
verwenden, und alle nichtlinearen Effekte in einer experimentell oder numerisch zu be-
stimmende Marksteinzahl zusammenfassen. Es wurden deshalb in den letzten Jahren eine
Reihe von Anstrengungen unternommen, die Marksteinzahl experimentell zu bestimmen
(siehe z. B. [45] fiir eine Ubersicht). Abbildung 3.9 kann entnommen werden, daf die Mark-
steinzahlen iiberwiegend positiv sind. Lediglich fiir sehr fette Propan- und sehr magere
Methangemische finden sich negative Marksteinzahlen. Bei den in dieser Arbeit unter-
suchten mageren Methanflammen hingegen sind die Marksteinzahlen nahe Null, so dafs
der Einfluf von Streckung und bevorzugter Diffusion auf die Flammencharakteristika nach
der obigen Theorie in erster Ndherung vernachlissigbar sein sollte.
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3.2 Phinomenologische Betrachtung turbulenter Vor-
mischverbrennung — Verbrennungsdiagramm

Im diesem Abschnitt soll eine Klassifizierung der Flammen, die bei der turbulenten vor-
gemischten Verbrennung anzutreffen sind, basierend auf dem Vergleich charakteristischer
Zeitskalen vorgenommen werden. Diese Art der Klassifizierung fiihrt auf ein Verbren-
nungsdiagramm, mit dessen Hilfe sich die verschiedenen Regime turbulenter Vormisch-
verbrennung als Funktion dimensionsloser Kennzahlen graphisch darstellen lassen. Eine
Vielzahl von Autoren hat es in dhnlicher Form vorgeschlagen, wie BRAY [31]|, BORG-
HI |21], WILLIAMS [238] und PETERS [160, 165]. Neben diesen klassischen Diagrammen,
die in erster Linie auf phinomenologischen Uberlegungen beruhen, haben POINSOT ET
AL. [173] auf der Basis direkter numerischer Simulationen ein sogenanntes ,Spektral-
diagramm® entwickelt. In diesem Diagramm wird die Interaktion der Flammenfront mit
dem vollstindigen Wirbelspektrum und nicht nur mit einer charakteristischen Wirbel-
klasse betrachtet. Wahrend diese Darstellungsweise eine vollstdndigere Beschreibung der
Interaktion von Turbulenz und Chemie ermoglicht, ist sie fiir die Einordnung von Ver-
brennungsmodellen, die in der Regel auf einer einzigen charakteristischen Wirbelklasse
basieren, weniger geeignet. Die folgenden Ausfiihrungen beziehen sich daher weitgehend
auf die Uberlegungen von BORGHI und PETERS.

Die phdnomenologische Beschreibung turbulenter Vormischverbrennung basiert auf
dem Vergleich charakteristischer Skalen der zwei grundlegenden Prozesse, ndmlich turbu-
lenter Mischung und chemischer Kinetik, in den Dimensionen Raum und Zeit. Der lokale
Turbulenzzustand 148t sich anhand der turbulenten Reynoldszahl definieren, die im Ge-
gensatz zur Reynoldszahl (2.57) auf der Basis lokaler integraler Turbulenzskalen definiert

1st:
Ul

= —=, A4
Ret y (3 8)

Hierbei bezeichnen w; die charakteristische Geschwindigkeitsschwankung und [/; das inte-
grale Langenmak der Turbulenz (siehe Kapitel 2.4.1) sowie v die kinematische Viskositét
des Fluids. Ein turbulenter Stromungszustand liegt vor, wenn der turbulente Impulsaus-
tausch die viskosen Krifte iiberwiegen, d. h. wenn die turbulente Reynoldszahl (3.48)
grofer als Eins ist. Unter der Annahme, daf die kinematische Viskositat und der repra-
sentative Diffusionskoeffizient der Mischung gleich grof, d.h die Schmidtzahl

Sc=— (3.49)

gleich eins ist, lafst sich die Reynoldszahl als Funktion turbulenter und chemischer Skalen

schreiben |
Ut b
Rey = ——. 3.50
€t Sl() l% ( )
Die charakteristische Zeit vorgemischter Flammen kann nach Gleichung (3.3) anhand
der Flammenfrontdicke [ und der Flammengeschwindigkeit S der ungestreckten, la-
minaren, planaren Flamme abschétzt werden. Zusammen mit den integralen Skalen der
Turbulenz 14kt sich die Damkohlerzahl als Verhiltnis charakteristischer Geschwindigkeiten
und Langenmafe definieren:
tF Ut l%

Da, = £ = W'k 51
T TS (3.51)
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Wie in Kapitel 2.4.1 dargelegt, ist das Turbulenzspektrum neben den energietragenden,
integralen Skalen durch die dissipativen Skalen charakterisiert. Mit diesen sogenannten
Kolmogorovskalen 148t sich die Karlovitzzahl (3.40) wie folgt anschreiben:

tF l% 2 Uy 2
Ka,=LX=(Z) =(Z2) . 3.52
== (2) - (3 (592
Sie setzt das Zeitmak der dissipativen Wirbel ins Verhéltnis zur charakteristischen Zeit
der Flamme und definiert somit den Grenzfall, in dem die dissipativen Wirbel mit der

Flammenfront interagieren. Mit Hilfe der Relationen (2.75) und (2.76) 148t sich die Kar-
lovitzzahl auch unter Verwendung der integralen Turbulenzskalen darstellen

Ut g lt 7%
Ka=(—=) (= .
= (5) &) e

wobei von Gleichung (3.49) Gebrauch gemacht wurde.
Anstelle der Flammenfrontdicke [ 148t sich auch eine Karlovitzzahl auf Basis der
Reaktionszonendicke [; definieren

2
Kas = <§—6> = ’Kay . (3.54)
1

Der Parameter §, der iiber eine inverse Zel’dovichzahl abgeschétzt werden kann (vgl.
Gleichung (3.18), liegt fiir die meisten Vormischflammen zwischen 5 und 10. Die beiden
Karlovitzzahlen (3.52) und (3.54) unterscheiden sich daher um einen Faktor von 25— 100.
Mit Hilfe der dimensionslosen Kennzahlen (3.50), (3.51), (3.53) sowie (3.54) lakt sich
nach den Vorschligen von BORGHI [21] und PETERS [165] das eingangs erwdhnte und in
Abbildung 3.10 dargestellte doppeltlogarithmische Verbrennungsdiagramm konstruieren.
Die vorgemischte Verbrennung kann anhand dieses Diagramms in die folgenden Bereiche

eingeteilt werden:

e Re; < 1 : Bereich der laminaren Flamme. Jenseits der Linie Re; < 1 findet kei-
ne turbulente, sondern eine laminare Verbrennung statt. Es gelten die in Kapi-
tel 3.1 formulierten Gesetzmébigkeiten der laminaren Flamme. Eine Beeinflussung
der Flamme erfolgt nur durch Inhomogenitéiten der laminaren Stromung.

e Rey > 1,1,/1% < 1./1%: Bereich der pseudo-laminaren Flammen. Dieser Bereich
ist durch Wirbel gekennzeichnet, deren Abmessungen [/ geringer sind als eine kriti-
sche Lange I. (engl.: cut-off scale). Das LangenmaR [, ist als diejenige Léngenskala
definiert, die gerade noch zu einer nennenswerten Verdnderung der Flammenfront-
geschwindigkeit aufgrund von Dehnungs- und Kriimmungseffekten fiihrt. POINSOT
ET AL. [176] haben fiir /. durch Analyse von DNS-Daten die folgende Beziehung

abgeleitet
I, w\ V2 (1, \
=~ =02+55{— — : 3.55
o025 (g) (g (359

Anhand von Gleichung (3.55) ist ersichtlich, dak [, immer grofer als 0.2/ und somit
auch grofer als die Dicke der Reaktionszone /45 ist. Weiterhin 1at sich durch Umfor-
mung von Gleichung (3.55) zeigen, dak /. auch immer grofer als die Kolmogorovlange
l, ist. Physikalisch bedeutet dies, daf in diesem Bereich die dissipativen Wirbel nicht
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Abbildung 3.10: Modifiziertes Verbrennungsdiagrammm.

iiber ausreichende Energie verfiigen, um die Flammenstruktur zu beeinflussen. Wir-
belklassen fiir die [,, < [, gilt, werden vielmehr in der Vorwéirmzone aufgrund der mit
der Temperatur zunehmenden Viskositit dissipiert. In diesem Bereich dominieren
die molekularen Effekte, und die Interaktion von Flammenfront und turbulentem
Stromungsfeld bleibt schwach. Dieser Fall 14kt sich, wie in Kapitel 3.1.6 ausgefiihrt,
mit Hilfe der Methode der Aktivierungsenergieasymptote analytisch beschreiben.
Dieser Bereich ist im Hinblick auf technisch realisierte Flammen, und damit auf die
im Rahmen dieser Dissertation behandelten Verbrennungsmodelle, von untergeord-

neter Bedeutung.

e Ka < 1:  Flamelet Bereich“. In diesem Bereich ist die chemische Zeitskala stets
kleiner als die Zeitskala der kleinsten Turbulenzelemente. Die Reaktionszone ist da-
her gegeniiber allen Wirbelabmessungen als diinn anzusehen und wird durch die
turbulente Stromung lediglich deformiert und konvektiv transportiert. Die innere
Struktur der Reaktionszone bleibt ungestort und kann wie ein laminares Flammen-
element beschrieben werden, welches als ,,Flamelet” bezeichnet wird. Dieser Bereich
158t sich nochmals unterteilen, je nachdem ob das Verhiltnis u;/S) kleiner oder

grofer als Eins ist.

— u/SY < 1: Gewellte Flammen. Die charakteristische Schwankungsgeschwin-
digkeit u;, die auch als Rotationsgeschwindigkeit der grobskaligen Strukturen
interpretiert werden kann, ist im Vergleich zur Flammengeschwindigkeit zu
gering um die Flammenfronten ausreichend aufzuwellen, so dafs die Fronten
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Abbildung 3.11: Struktur turbulenter Vormischflammen in Abhéngigkeit der Karlovitzzahl
Kat.
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nicht miteinander interagieren koénnen. Die Bedingung u; = S} definiert das
Gibson-Langenmal I [79, 80|, welches durch die Beziehung

59)° ! L\ [u
lg = (5) bzw. ﬁ: (é) (S_lg) (3.56)

dargestellt wird. PETERS [160] weist dem Gibson-Léngenmaf die gleiche Be-
deutung wie dem kritischen Lingenmaf [, zu. Diese auf kinematischen Uberle-
gungen basierende Betrachtung vernachlissigt aber viskose Effekte und dyna-
mische Effekte, weshalb das kritische Lingenmaf /. die tatsidchliche Interaktion
von Flamme und Turbulenz besser charakterisieren sollte als /. Im Gegensatz
zu Gleichung (3.56) 148t sich Gleichung (3.55) jedoch nicht direkt aus physikali-
schen Uberlegungen heraus ableiten, sondern ist das Ergebnis einer Auswertung
von Experimenten und DNS-Daten. Diese iiberdecken aber nicht den Bereich
sehr groRer Lingenverhiltnisse I;/1%, weshalb dort die Giiltigkeit dieser Bezie-
hung kritisch zu sehen ist. Wie im Fall der pseudo-laminaren Flammen wird
auch in diesem Bereich die Interaktion der Flamme mit den unterschiedlichen
Wirbelklassen durch molekulare Prozesse kontrolliert und laft sich mit den
gleichen Methoden beschreiben.

— u/S > 1: Gefaltete Flammen. In diesem Fall sind die Wirbel energiereich ge-
nug, um die Flammenfronten ausreichend zu wellen und Interaktionen benach-
barter Flammenfronten hervorzurufen. Neben der Flammendehnung gewinnt
auch die Flammenkriimmung und somit auch Effekte bevorzugter Diffusion
an Bedeutung. Da aber noch keine Wirbelklasse in der Lage ist, in die Vor-
wirmzone einzudringen und diese nennenswert zu beeinflussen, behalten die
Flammenfronten noch ihren laminaren eindimensionalen Charakter.

e 1 < Ka; < Kayg: Verdickte, gefaltete Flammen. In diesem Fall sind die kleinsten Tur-
bulenzelemente in der Lage in die Vorwérmzone einzudringen und diese aufzudicken.
Sie sind jedoch kaum in der Lage die Reaktionszone zu beeinflussen, die weiterhin
diinn bleibt und ihren laminaren Charakter beibehélt. PETERS [160, 167| verwendet
aus diesem Grund den Begriff der ,diinnen Flamme“ (engl.: thin flame regime). In
diesem Bereich liegt demnach eine direkte Interaktion von Flamme und Turbulenz
vor, d. h. beide Prozesse konnen nicht getrennt voneinander betrachtet werden. Eine
analytische Beschreibung dieser Strukturen ist daher nicht mehr moglich.

e Ka;, > Kag : Verdickte, zerissene Flammen / Bereich der verteilten Reaktions-
fronten. Die dissipativen Wirbelstrukturen sind nun von der Gréfenordnung der
Reaktionszone und kénnen mit dieser interagieren, so daf keine laminare Flam-
menfrontstruktur mehr identifiziert werden kann. Uber das Aussehen dieser Flam-
menstrukturen gehen in der Literatur die Meinungen auseinander. Dies liegt daran,
daf bis heute fiir diesen Bereich weder ausreichend DNS-basierte Simulationen noch
eindeutige Messungen durchgefiihrt werden konnten. In der neueren Literatur wird,
teilweise gestiitzt durch Experimente, davon ausgegangen, dafs oberhalb dieser Kar-
lovitzzahlen Verloschung eintritt [33, 176, 165]. CHOMIAK [62] hingegen postuliert,
daf in diesem Bereich die Verbrennung in dissipativen Strukturen unter nahezu ho-
mogenen Bedingungen stattfindet. POINSOT ET AL. [176] haben auf der Grundlage
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von DNS-Daten das folgende Verloschkriterium postuliert:

3 -1
Ut lt Ut lt 3
YA} > 2 d il hid 103 .
(S?> (z%) 20w <S?) (z%) > 10 (3:57)

Diese Beziehung wird auch durch Bombenexperimente von ABDEL-GAYED und BR-
ADLEY |[4, 5] gestiitzt, die Flammenloschung fiir die Bedingungen (u;/S?) (I/1%) >
300 und (us/S°)° (1,/19)™" > 6500 gefunden haben.

e Da; << 1: Bereich der homogenen Reaktion. Der Begriff der Flammenfront verliert
hier vollends seine Bedeutung. Da die chemische Reaktionen sehr viel langsamer
verlaufen als der Zerfall aller Wirbelklassen, liegt ein nahezu ideal riickvermischtes
System vor. Bisher konnte noch kein Beweis fiir die Existenz dieser Flammenstruk-
tur erbracht werden. Dies liegt in der extrem kleinen Zeitskala der Reaktionszone
(ts < 107%) und der Schwierigkeit, die erforderliche feinskalige Turbulenz experi-
mentell zu erzeugen, begriindet. Im Kontext der Verbrennungschemie kénnen aber
einige langsam verlaufende Schadstoftbildungsreaktionen, wie die thermische NO,-
Bildung, diesem Bereich zugeordnet werden. Diese Reaktionen tragen aber im all-
gemeinen nicht zur Warmefreisetzung bei und sind daher fiir die Entwicklung von
Verbrennungsmodellen von untergeordneter Bedeutung.

Die unterschiedlichen Interaktionen zwischen den kleinsten Wirbelelementen und der
Flammenfront sowie die resultierenden Flammenstrukturen sind in Abbildung 3.11 sche-
matisch dargestellt.

Das Verbrennungsdiagramm dient nicht nur dem besseren Verstdndnis der Interak-
tion von Turbulenz und Chemie, sondern ist auch hilfreich bei der Einordnung tech-
nischer Verbrennungsvorginge. In Abbildung 3.12 sind die technisch bedeutenden Sy-
steme Ottomotor und Gasturbine in das Diagramm eingetragen. Daneben sind im Dia-
gramm die Auswertungen einer Vielzahl unterschiedlicher Flammentypen, wie Stauflam-
me, Drallflamme und Bombe, zu sehen, die alle am Engler-Bunte-Institut vermessen wur-
den [138, 128, 244, 45]. Wie Abbildung 3.12 zeigt, finden technische Verbrennungsprozesse
fast ausnahmslos im Bereich der gefalteten und verdickten Flammen statt. Die meisten
Verbrennungsmodelle werden jedoch fiir den Bereich grofer Damkohler- bzw. kleiner Kar-
lovitzzahlen abgeleitet, und verlieren fiir Ka; > 1 ihre Giiltigkeit. Ein Ziel dieser Arbeit
war es daher, die Anwendbarkeit dieser Modelle auf stark gewinkelte und verdickte Flam-
men zu untersuchen, und diese notigenfalls zu verbessern.
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Abbildung 3.12: Einordnung unterschiedlicher Flammentypen in das Verbrennungsdia-

gramm.
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3.3 Definition der turbulenten Flammengeschwindigkeit

Die Ausbreitungsgeschwindigkeit einer Reaktionszone innerhalb eines turbulenten Stro-
mungsfeldes und relativ zur mittleren Stromungsgeschwindigkeit ist als turbulente Flam-
mengeschwindigkeit definiert. Die ersten theoretischen Uberlegungen zur Beschreibung
der turbulenten Flammengeschwindigkeit wurden 1940 von DAMKOHLER angestellt [66].
Er identifizierte zwei Grenzfille der Interaktion von Flammenfront und turbulenter Stro-
mung, hervorgerufen durch grobskalige bzw. feinskalige Turbulenz. Obwohl zu dieser Zeit
die Vorstellung der Turbulenzkaskade noch nicht entwickelt war, sind seine Uberlegungen
die Grundlage fiir alle weiteren Ansétze zur Beschreibung der turbulenten Flammenge-
schwindigkeit.

Nach der Vorstellung von DAMKOHLER ist die Wechselwirkung im Fall der grobskali-
gen Turbulenz, die dem in Kapitel 3.2 identifizierten Bereich der gewellten Flammen ent-
spricht, rein kinematischer Natur und demnach unabhéngig vom turbulenten Lingenmak.
Um die turbulente Flammengeschwindigkeit zu bestimmen, betrachtete DAMKOHLER eine
urspriinglich glatte Flammenfront mit der Oberfliche A, die durch den Einflufs ,,grobballi-
ger“ Wirbel gewellt und auf die Oberfliche A; vergréfert wird. Diese in Abbildung 3.13(a)
dargestellte Flammenstruktur entspricht der Vorstellung gewellter Flammen, die durch die
Bedingung Ka; < 1 charakterisiert sind. Damit die Flammenfront im zeitlichen Mittel
ortlich stationdr bleibt, muf aufgrund der Massenerhaltung die folgende Gleichheit erfiillt
sein

Die turbulente Flammengeschwindigkeit ist aufgrund dieser Definition wie die lamina-
re Flammengeschwindigkeit S; auf das unverbrannte Gemisch bezogen. Da sowohl die
Flammenfrontoberfliche als auch die laminare Flammengeschwindigkeit lokale Grofsen
sind, ist auch die turbulente Flammengeschwindigkeit eine Feldgrofse. An dieser Stelle
ist anzumerken, daff DAMKOHLER in seiner Arbeit die laminare Flammengeschwindigkeit
mit der laminaren planaren Flammengeschwindigkeit identifiziert und auf diese Weise
Stromungseffekte von Einfliissen der Chemie entkoppelt. Er konnte ferner auf der Basis
einfacher geometrischer Uberlegungen zeigen, daf die Zunahme an Flammenfrontoberfli-

a) b)
Vorwdrmzone —— — Reaktions—
Sy \ A zone
t
O
M Py St A Py St O
— O E— O 1o
D O
l; ]
n

Abbildung 3.13: Schematische Darstellung der Vorstellung des Turbulenzeinflusses auf die
Struktur der Flammenfront nach DAMKOHLER [66]: a) grobballige Turbulenz (Ka; < 1),
b) feinballige Turbulenz (Ka; > 1).
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che A; bezogen auf die Querschnittsfliche A proportional zur Zunahme an turbulenter
Flammenfrontgeschwindigkeit aufgrund Geschwindigkeitsschwankungen bezogen auf die
laminare Flammengeschwindigkeit ist:

é_SlO—i-ut
AT

(3.59)

Kombination der Gleichungen (3.58) und (3.59) fiihrt auf die folgende Beziehung fiir die
turbulente Flammengeschwindigkeit
S
St

Uy

=14 —,
57

(3.60)
die im Grenzfall grofer Damkohler- bzw. kleiner Karlovitzzahlen giiltig ist. Die von DAM-
KOHLER gefundene Abhéngigkeit der turbulenten Flammengeschwindigkeit von der cha-
rakteristischen Schwankungsgeschwindigkeit der Turbulenz wurde seitdem durch Expe-
rimente von Abdel-GAYED und BRADLEY |2, 1, 3| oder theoretische Ansitze z. B. von
SHCHELKIN [205], KLIMOV [115] oder CLAVIN und WILLIAMS [64] bestitigt, die alle auf

Korrelationen der Art s "

2Lo14C <%> (3.61)
S,

fiihren. Dem Exponent n werden von den Autoren Werte zwischen 0.5 und 2 zugewiesen.

Basierend auf den Arbeiten von YAKHOT [240] konnte POCHEAU [172] schlieflich mit

Hilfe der Renormalisierungstheorie zeigen, daf nur eine Beziehung der Form

St U n\ 1/n

% - (1+c(%)) (3.62)
in der Lage ist, die von DAMKOHLER postulierte Unabhéngigkeit der turbulenten Flam-
mengeschwindigkeit von Léngenskalen der Turbulenz zu erfiillen.

Neben dem Grenzfall der ,,grobballigen® Turbulenz betrachtete DAMKOHLER auch den
Fall der ,feinballigen“ Turbulenz, den man heute mit der Bedingung 1 < Ka; < Kas iden-
tifizieren wiirde. Die dissipativen Wirbelelemente sind unter diesen Bedingungen kleiner
als die Abmessung der Flammenfront und kénnen daher in die Flammenfront eindringen
(siehe Abbildung 3.13(b)). Auf diese Weise verstirken sie den molekularen Transport von
Wiérme und Stoff, der geméf Gleichung (3.13) iiber die Temperaturleitfahigkeit (A/ (pcp)),
mafgeblich die Flammengeschwindigkeit bestimmt. Im Fall der laminaren Flamme ist die
Flammengeschwindigkeit iiber die Beziehung

S (2) v (3.63)

tp

mit der Temperaturleitfihigkeit und der charakteristischen chemischen Zeit verkniipft.
DAMKOHLER formulierte daher aufgrund einer Analogiebetrachtung fiir die turbulente
Flammengeschwindigkeit im Grenzfall der ,feinballigen“ Turbulenz die folgende Propor-

tionalitat
D, 1/2
tr

wobei er die molekulare Temperaturleitfahigkeit einfach durch den turbulente Diffusions-
koeffizienten ersetzte. Gleichung (3.64) besagt implizit, dak das chemische Zeitmaf tr
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auch unter Einwirkung ,feinskaliger Turbulenz unverdndert bleibt. Eine Verdickung der
Flammenfront muf daher immer mit einer Zunahme der lokalen Flammengeschwindig-
keit S; einhergehen. Unter der Annahme grofer turbulenter Reynoldszahlen und gleicher
molekularer Transportkoeffizienten findet DAMKOHLER schlieflich die folgende Beziehung
fiir die turbulente Flammengeschwindigkeit im Fall ,feinballiger“Turbulenz

Sy . Dy 12 - ugly 2 - 1/2
Slo_c (D> =C S0 = C - Re/”. (3.65)

Der Proportionalitdtskonstante C' wird von ihm der Wert Eins zugewiesen. Die von Glei-
chung (3.65) vorhergesagte Abhéngigkeit der turbulenten Flammengeschwindigkeit von
der turbulenten Reynoldszahl bzw. einer Kombination von Geschwindigkeits- und Léan-
genmaRstab u;/SP bzw. I/l wurde fiir den Fall groRer turbulenter Reynoldszahlen durch
eine Vielzahl von Experimenten bestétigt |7, 155, 138, 128, 244, 45|. Der Versuch einer
vereinheitlichten Darstellung der von DAMKOHLER. postulierten Grenzfille der Interakti-
on von Flamme und Turbulenz blieb jedoch lange Zeit erfolglos. SCHMID [198] entwickelte
zwar 1995 ein semi-empirisches Modell, welches auf einer Uberlagerung charakteristischer
Zeitskalen beruht (siehe Gleichung 3.116), PETERS [166] blieb es aber vorbehalten im
Rahmen seines G-Gleichungsmodells (siehe Kapitel 3.4.3) eine theoretisch fundierte Be-
ziehung fiir die turbulente Flammengeschwindigkeit zu formulieren, die fiir den Bereich
Ka; < Kay giiltig ist:

S I I\ 2 2
—t:1—0—t+(<0—t) +4-C-Ret> : (3.66)

S0 i 0

Er konnte aulerdem zeigen, dafs die turbulente Flammengeschwindigkeit im Bereich klei-
ner Karlovitzzahlen (Ka; < 1) durch Flammenfaltung und somit u;/S? kontrolliert wird,
wihrend im Bereich grofier Karlovitzzahlen 1 < Ka; < Kas die Kriimmung der Flam-
menfront, und damit das Verhiltnis der charakteristischen Skalen (ul;)/ (SPl%) domi-
niert. Die Vorstellung einer verteilten Reaktion, wie sie in der Literatur haufig diskutiert
wird, ist daher nicht notwendig, um die experimentell bestitigte Reynoldszahlabhéngig-
keit zu erkliren. Den zur Zeit umfassendsten Uberblick iiber Messungen und Modelle der
turbulenten Flammengeschwindigkeit bietet der Ubersichtsartikel von LIPATNIKOV und
CHOMIAK [135].
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3.4 TUberblick iiber Modelle turbulenter Vormischver-
brennung

Die in Kapitel 2.3 vorgestellten zeitlich gemittelten Erhaltungsgleichungen (2.64)—(2.67)
ermoglichen die ingenieurméfige Behandlung turbulenter reagierenden Strémungen, fiih-
ren dabei jedoch auf eine Reihe ungeschlossener Ausdriicke. Wahrend die turbulenten
Transportterme nicht reagierender skalarer Grofen durch das Turbulenzmodell bestimmt
werden, erfolgt die Schlieffung des turbulent-diffusiven Speziestransports und der zeitlich
mittleren Reaktionsquellterme i, durch das Verbrennungsmodell. Der turbulent-diffusive
Transport reagierender Komponenten kann hiufig analog zu dem Transport eines passiven
Skalars modelliert werden und stellt damit kein Problem dar. Es gibt aber Bedingungen,
unter denen der klassische Gradientenansatz (2.110) nicht mehr giiltig ist, und daher eine
andere Art der Modellierung erfordern. Diese Problematik wird in Kapitel 3.5 ausfiihrli-
cher besprochen. Das Grundproblem der Verbrennungsmodellierung besteht somit in der
Bestimmung von 1, da durch den Reaktionsquellterm die Interaktion von Turbulenz
und Chemie beschrieben wird. BORGHI [20] konnte zeigen, daf es aufgrund der starken
Nichtlinearitit der Reaktionsgeschwindigkeit beziiglich der Temperatur durch Momenten-
methoden, wie sie in der RANS-Modellierung angewendet werden, nicht moglich ist, dieses
sogenannte Schliefungsproblem zu l6sen. Es wurden daher andere Ansétze entwickelt, die
in den folgenden Abschnitten kurz vorgestellt werden sollen.

Dem besseren Verstdndnis wegen soll die Chemie durch eine einzige Fortschrittsva-
riable ¢ beschreibbar sein, die den Wert Null im unverbrannten und den Wert Eins
im verbrannten Zustand annimmt. Unter der Annahme eines isobaren, adiabaten Ver-
brennungsprozesses lassen sich damit alle Zustandsgréfen (p, 7 und Y') und die Reak-
tionsgeschwindigkeit wy; als eindeutige Funktionen des Reaktionsfortschritts darstellen.
Der zeitliche Mittelwert des Reaktionsfortschritts ist durch die folgende Favre-gemittelte
Transportgleichung gegeben

d (pe) Ut
ot Se,

Die Dynamik des Reaktionsfortschritts und damit die turbulente Mischung ist durch das
Spektrum der momentanen Schwankung ¢ definiert. Dieses lifit sich in Analogie zum
Spektrum der turbulenten kinetischen Energie durch eine Schwankungsintensitit und ein
Léngenmaf charakterisieren. Anstelle der zeitlich mittleren turbulenten kinetischen Ener-
gie tritt hierbei die Varianz des Reaktionsfortschritts ¢’2, fiir die sich eine Transportglei-
chung der Form (vgl. z. B. BRAY und Moss [42], BRAY [31], WILLIAMS [238], POINSOT
und VEYNANTE [175])

+V-(puc)=V- (ﬁ V’c“) + W, . (3.67)

@ +V- (pﬂc'fﬁ) =V (pDVc”?) + 2"V (pDVe)

-V (pu”c”Q) —2pu"cVe —2pD (V' - V') + 2¢i,  (3.68)
ableiten ldfst. Die in Gleichung (3.68) auftretende skalare Dissipationsrate
PXe = pDV" -V (3.69)

beschreibt analog zur Dissipationsrate der turbulenten kinetischen Energie £ die turbu-
lente Mikromischung und besitzt damit die Bedeutung eines Mischungslangenmafes.
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Abbildung 3.14: Schematische Darstellung prinzipieller Ansdtze zur Modellierung tur-
bulenter Vormischverbrennung: a) Ein-Punkt Statistik, b) skalare Dissipationsrate, c)
Kinematik der Flammenfront durch Betrachten von Isoflichen bzw. der Flammenfron-
torientierung.

Wie sich bei der phédnomenologischen Betrachtung der turbulenten Vormischverbren-
nung in Kapitel 3.2 und 3.3 gezeigt hat, ist die Struktur der Flammenfront bei der Be-
schreibung der Flammenausbreitung und somit der Umsatzgeschwindigkeit i, von beson-
derer Bedeutung, da die wiarmefreisetzenden Reaktionen nur innerhalb dieser lokalisier-
ten Strukturen stattfinden. Die momentane Lage dieser Reaktionszonen ist durch Werte
der Reaktionsfortschrittvariable ¢ zwischen Null und Eins charakterisiert, wihrend ihre
Topologie durch die Form der jeweiligen Isoflichen ¢ = ¢* gegeben ist. Die Dynamik die-
ser Isoflichen wiederum laft sich anhand der Bewegungsgleichung ihres Normalenvektors
n = Ve¢/|Vc| beschreiben. Alle bekannten Modelle turbulenter Vormischverbrennung im
Kontext der Favre-gemittelten Navier-Stokes Gleichungen greifen auf eine oder mehrere
dieser Variablen zuriick. Es lassen sich somit drei prinzipielle Ansétze fiir die Modellie-
rung der zeitlich mittleren Umsatzgeschwindigkeit 1, identifizieren, die in Abbildung 3.14
skizziert sind:

e Statistische Beschreibung. Zeitlich mittlere Grofen werden mit Hilfe lokaler Ein-
Punkt Verteilungsfunktionen berechnet. Anséitze dieser Art werden daher als PDF
(engl.: Probability Density Function) bezeichnet. Wird ein System von Transport-
gleichungen fiir die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion gelost, spricht man von Trans-
port-PDF Modellen. Die Parametrisierung einer angenommene Verteilungsform mit
Hilfe einer oder mehrerer statistischer Momente hingegen fiihrt dagegen auf die
sogenannten presumed-PDF Modelle.

e Beschreibung auf Basis der skalaren Dissipationsrate. Modelle dieser Kategorie ba-
sieren auf der Annahme kleiner Karlovitzzahlen Ka; < 1. Die charakteristischen
Zeitskalen der Chemie sind in diesem Fall immer kleiner als die der Turbulenz, und
die Mischung im Bereich der dissipativen Skalen, charakterisiert durch ., kontrol-
liert den Reaktionsumsatz. Die Flammenfront kann unter diesen Voraussetzungen
als diinn betrachtet werden, so dak eine entkoppelte Beschreibung von Turbulenz
und Chemie vorgenommen werden kann.

e Beschreibung der Flammenfrontgeometrie. Alle Modellansitze, die dieser Klasse zu-
zuordnen sind, beschreiben die Kinematik der Flammenfront. Die Flammenfront,
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oder zumindest die Reaktionszone, wird hierbei als diinn gegeniiber den Abmes-
sungen der kleinsten turbulenten Skalen betrachtet, weshalb die Giiltigkeit dieser
Modelle ebenfalls auf den (erweiterten) ,Flamelet“-Bereich (Ka; < Kas) beschrénkt
ist. Die Kinematik der Flammenfront kann entweder durch die Topologie und Dyna-
mik von Isoflichen oder durch die zeitliche Entwicklung der Flammenfrontnormalen
beschrieben werden.

Die folgenden Abschnitte geben einen Uberblick iiber die bekanntesten Verbrennungs-
modelle und ordnen sie in das Verbrennungsdiagramm ein. Hierzu wird mit Hilfe des in
Anhang B beschriebenen KPP-Theorems die Modellgleichung der mittleren Umsatzge-
schwindigkeit in eine Beziehung fiir die turbulente Flammengeschwindigkeit umgeformt.
Da die turbulente Flammengeschwindigkeit immer eine Funktion der charakteristischen
Geschwindigkeits- und Langenskalen von Chemie und Turbulenz ist, 14kt sie sich in das
Verbrennungsdiagramm eintragen und ermdoglicht so eine anschauliche Diskussion der we-
sentlichen Eigenschaften des jeweiligen Verbrennungsmodells.

3.4.1 Modelle auf Basis der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion

Eine Mdéglichkeit zur Beschreibung turbulenter reagierender Stromungen besteht in der
Anwendung von Methoden der Wahrscheinlichkeitsrechnung. Hierzu wird an einem Ort
x die Verteilung der Reaktionsfortschrittsvariablen betrachtet, d. h. es wird eine soge-
nannte Einpunktstatistik durchgefiihrt. Die zugehorige Verteilung wird durch die Wahr-
scheinlichkeitsdichtefunktion P(c, ) (PDF, engl.: Probability Density Function) der Re-
aktionsfortschrittsvariablen ¢ beschrieben. Diese gibt an, mit welcher Wahrscheinlichkeit
der Reaktionsfortschritt ¢ an einem Ort @ in einem Bereich dc um den Wert ¢* liegt (siehe
Kapitel 5). Ist die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion bekannt, lassen sich mit ihrer Hil-
fe alle statistischen Momente der interessierenden Zustandsgrofsen, wie Mittelwert oder
Varianz, berechnen. Insbesondere ist die mittlere Reaktionsgeschwindigkeit geschlossen
darstellbar:

. (z) = /0 WP (c, ) de. (3.70)

Gleichung (3.70) verdeutlicht, daf statistische Schliefungsansétze die Interaktion von Che-
mie und Turbulenz ohne weitere Annahmen gekoppelt beschreiben kénnen. Da der Mo-
mentanwert der Reaktionsgeschwindigkeit w, durch den Reaktionsmechanismus gegeben
und somit bekannt ist, verschiebt sich die Aufgabe der Verbrennungsmodellierung auf die
Berechnung bzw. Bestimmung der noch unbekannten Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion
P (¢, x). Es gibt zwei prinzipielle Moglichkeiten um die PDF zu bestimmen. Der theore-
tische eleganteste Weg besteht in der Losung einer Transportgleichung fiir P (c, z), wie
sie zuerst von DOPAZO und O’BRIEN [72] aus den Erhaltungsgleichungen reagierender
Skalare abgeleitet wurde. Diese PDF-Transportgleichung ist jedoch extrem aufwendig zu
16sen, weshalb POPE [179] die Anwendung von Monte-Carlo Methoden vorschlug, die
bis heute die bevorzugte Losungsmethode darstellt. Obwohl dieser Ansatz ein méchti-
ges Werkzeug in der Beschreibung turbulenter reagierender Stromungen darstellt, wird
er aufgrund der aufwendigen und rechenintensiven Losungsverfahren bis heute nicht zur
Simulation praktischer Systeme eingesetzt und besitzt daher mehr akademischen Cha-
rakter. Einen Uberblick iiber die Méglichkeiten von Transport-PDF Methoden bietet der
Ubersichtsartikel von DOPAZO [71].
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Die zweite Moglichkeit besteht in empirischen Annahmen iiber die Form der PDF und
ihrer Parametrisierung mit Hilfe von statistischen Momenten. Man spricht in diesem Zu-
sammenhang von angenommenen Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (engl.: presumed
pdf). Fiir diese Momente miissen Transportgleichungen abgeleitet und gelost werden, was
ihre Anzahl in der Praxis auf einige wenige reduziert, und somit die moglichen Formen der
PDF im Gegensatz zu den aus Transportgleichungen bestimmten Wahrscheinlichkeitsdich-
tefunktionen stark einschrénkt. Es hat sich aber gezeigt, daf die wesentlichen Ergebnisse
turbulenten Verbrennungssimulationen auf der Basis von angenommenen Wahrscheinlich-
keitsdichten nicht sehr empfindlich auf die gewéhlte Form der PDF regieren. Die meisten
Ansitze bilden daher die PDF mit Hilfe von Mittelwert und Varianz der Reaktionsfort-
schrittsvariablen ab (vgl. z. B. [31, 24, 22]). Das erste und bekannteste Verbrennungsmo-
dell, das auf angenommenen Wahrscheinlichkeitsdichten beruht, ist das sogenannte BML
Modell, welches im folgenden kurz vorgestellt werden soll.

Das Bray-Moss-Libby (BML) Modell

Dieses Modell ist nach den Anfangsbuchstaben seiner Autoren BRAY, M0Oss und LIBBY
benannt und wurde erstmals 1977 veréffentlicht [42]. Es war seitdem Objekt einer Vielzahl
von Untersuchungen, die zu einer Reihe von Verbesserungen gefiihrt haben [41, 43, 38, 40,
34]. Das Modell beschreibt den Zustand eines reagierenden vorgemischten Gasgemisches
mit Hilfe von Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen und ist in der Lage eine Reihe von
Phénomenen turbulenter vorgemischer Verbrennung wie ,,Gegengradientendiffusion und
flammeninduzierte Turbulenz zu beschreiben.

Neben der Annahme einer irreversiblen 1-Schritt Reaktion, die den Umsatz von Brenn-
stoff F und Oxidator O zu den Verbrennungsprodukten P beschreibt, werden perfekten
Gase, konstante thermochemischen Eigenschaften und konstante Lewiszahlen vorausge-
setzt. Die grundlegende Idee des Modells besteht in der Annahme einer geeigneten loka-
len Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion P (c, ) der Reaktionsfortschrittsvariablen c. Diese
wird als Summe von unverbrannten, verbrannten und reagierenden Anteilen ausgedriickt

Ple,ax) = A@)d(c) + B(x)d (1 —c)+CF(c,z), (3.71)

wobei A, B bzw. C die Wahrscheinlichkeit bezeichnen, Frischgas, Rauchgas bzw. reagie-
rendes Gemisch vorzufinden. § ist die Dirac-Funktion und die Funktion F (c, ) steht fiir
die Wahrscheinlichkeitsdichte des reagierenden Gemisches. Die mittlere turbulente Reak-
tionsrate besitzt dann die folgende geschlossene Form:

. (z) = /0 P (e x)de = C /0 i F (e.z) de. (3.72)

Die in Kapitel vorgestellten Verbrennungsregime lassen sich sich anhand des BML-
Modells identifizieren, indem die Transportgleichungen fiir den Mittelwert sowie die Va-
rianz des Reaktionsfortschritts in dimensionsloser Form angeschrieben werden. Hierzu
werden die folgenden dimensionslosen Grofen eingefiihrt:

zt =x/l;,
ut =ufug,

4+ (3.73)
P =p/pu

vt =v/u,.
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Hierbei bezeichnen [;,,, u;,, p, und v, das integrale Langenmaf, die Turbulenzintensitat,
die Dichte sowie die kinematische Viskositit bezogen auf das anstrémende Frischgas. Die
dimensionslose Form der Transportgleichung fiir den Reaktionsfortschritt lautet dann:

vVt (pute) = Rietv+ - (ptvtVite) + VT - (p+ (un)* c") + Lt

D ay wc,max

(3.74)

Die Wahrscheinlichkeit einen reagierenden Zustand anzutreffen ist demnach umgekehrt
proportional zur turbulenten Damkéhlerzahl C o< 1/Da,. Fiir den Fall, daf Re; > Da, >
1 gilt, ist die Verbrennung durch den turbulenten Transport bestimmt d. h. ¢ < 1.
Diese Annahme bedingt jedoch keine Aussage iiber die Struktur der Flammen, sie besagt
lediglich, dafs Frisch- und Rauchgasballen durch diinne Reaktionszonen getrennt sind. Dies
konnen sowohl diinne, gefaltete Flammenfronten oder dissipative Wirbelstrukturen (vgl.
CHOMIAK [62]) sein. Die Bestimmung der zeitlich mittleren Reaktionsgeschwindigkeit
mit Hilfe von Gleichung (3.72) wird fiir C < 1 aber zunehmend ungenau. Im Rahmen des
BML-Modells wurden deshalb zwei Schliefungsansitze entwickelt, die entweder auf der
statistischen Analyse einer idealisierten Reaktionsfortschrittsvariablen [37, 39, 35| oder
auf der Berechnung der skalaren Dissipationsrate [42] beruhen.

3.4.2 Modelle auf Basis der skalaren Dissipationsrate

Die skalare Dissipationsrate . beschreibt die Relaxationsgeschwindigkeit der Fluktuatio-
nen ¢"? aufgrund von Mikromischung. Da der Umsatz proportional zu der Geschwindigkeit
ist, mit der Reaktanten und Reaktionsfronten in Kontakt kommen, erscheint die skala-
re Dissipationsrate direkt oder indirekt im SchlieRungsansatz von .. Zudem herrscht in
vorgemischten Systemen eine starke Kopplung von turbulenter Mischung und chemischer
Reaktion. Dies léft sich unschwer anhand der Gleichung fiir die Varianz des Reakti-
onsfortschritts (3.68) erkennen, die dominante Quellterme sowohl in Form der skalaren
Dissipationsrate ¥, als auch durch chemische Reaktion w.c” enthilt.

Fiir die skalare Dissipationsrate 14t sich in Analogie zur Dissipationsrate der kineti-
schen Energie eine Transportgleichung ableiten [243, 107|. Sie enthilt aber ebenso wie die
e-Gleichung eine Vielzahl unbestimmter Terme, deren praktikable Schliefung bis heute
nur mit Hilfe semi-empirischer Ansétze moglich ist [25, 23, 146]. Klassische Modelle [218]
hingegen postulieren eine einfache lineare Relaxation der Fluktuationen gemé&f

X = ﬁ%év . (3.75)

Fiir groke Damkohlerzahlen kann die Verteilung des Reaktionsfortschritts als bimodal
angesehen werden, d. h. die Schwankungsintensitit ¢’ nimmt immer ihr Maximum an

=pc—0)2=pc(1-7). (3.76)

Die skalare Dissipationsrate ist dann durch die einfache Beziehung

| ™

PXe = p=c(1—¢) (3.77)

N

gegeben.
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Das Wirbelzerfallsmodell (,,Eddy-Break-Up Modell“)

SPALDING [209, 210| entwickelte 1971 ein Verbrennungsmodell fiir Vormischflammen, das
auf Uberlegungen Damkéhlers im Grenzfall groker Reynolds- und Damkéhlerzahlen be-
ruht. Er ging davon aus, daf die Reaktionszone als eine Ansammlung von Frischgas und
Rauchgasballen angesehen werden kann, die durch sehr diinne Flammenfronten voneinan-
der getrennt werden. In diesem Fall (Da, > 1) ist der Einfluf der Chemie vernachléssigbar
und die turbulente Umsatzgeschwindigkeit wird durch die Wirbelzerfallszeit ¢, = k /€ sowie
die Fluktuationen der Reaktionsfortschrittsvariablen kontrolliert. Das Wirbelzerfallsmo-
dell (EBU, engl.: Eddy-Break-Up) lautet damit in seiner gebrauchlichen Form

0, = CEBUﬁ%E(l ~?). (3.78)

Dieses Modell erfreut sich bis heute grofer Beliebtheit bei der Berechnung technischer Ver-
brennungsprozesse, da es die turbulente Umsatzgeschwindigkeit auf bekannte Feldgrofsen
zuriickfithrt und keine weiteren Transportgleichungen benétigt. Ungeachtet dieser Vortei-
le besitzt es aber auch zwei grundlegende Nachteile. Zum einen enthilt Gleichung (3.78)
keinerlei Informationen iiber die chemische Kinetik. Es beriicksichtigt lediglich die Gleich-
gewichtszustinde. Zum anderen neigt es dazu die Reaktionsrate in Bereichen hoher Deh-
nungsraten zu iiberschitzen. Diese Unzulénglichkeit macht sich insbesondere bei aerody-
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Abbildung 3.15: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das EBU-
Modell im Fall der stationdren eindimensionalen turbulenten Flammenfront im Verbren-
nungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen sind normierte turbulente Flammengeschwin-
digkeiten geméf Gleichung (3.79).
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namisch stabilisierten Flammen und wandnahen Strémungen bemerkbar. In der Literatur
finden sich einige Vorschlige, um diese Nachteile auszugleichen [195, 9], sie &ndern je-
doch nichts daran, daf der Erfolg dieses Modells mafgeblich durch die richtige Wahl der
Konstante Crpy bestimmt wird.

Eine KPP-Analyse der Gleichung (3.78) fiihrt auf den folgenden Ausdruck fiir die
turbulente Flammengeschwindigkeit einer eindimensionalen, planaren Flamme:

St (CEBUCM)I/Q U (3.79)

S\ See ) S

Gleichung (3.79) laft sich in dem in Abbildung 3.15 gezeigten Verbrennungsdiagramm
anschaulich darstellen. Eine wesentliche Grundlage des EBU-Modells ist die Annahme
unendlich schneller Chemie (Da; > 1), weshalb eine Erh6hung der turbulenten Flammen-
geschwindigkeit nur aufgrund einer Flammenfrontauffaltung zustande kommt. Die einzige
verbleibende Skala ist somit das charakteristische Geschwindigkeitsverhéltnis u;/S}. Die
Isolinien der normierten Flammengeschwindigkeit S;/SP verlaufen parallel zur Achse des
Léngenmafstabes [;/lp. Wihrend das Modell im Bereich der gewellten Flammen gute
Ergebnisse liefert, ist fiir den Bereich groferer Karlovitzzahlen mit seinem Versagen zu
rechnen, da hier der Langenmafstab [/;/{r an Einfluf gewinnt.

Schlieflungsansatz des BML-Modells auf Basis der skalaren Dissipationsrate

BRAY [30] konnte auf Basis des BML-Modells durch Kombination der Transportgleichun-
gen fiir den Mittelwert (3.67) und die Varianz (3.68) des Reaktionsfortschritts zeigen, daf
die mittlere Reaktionsgeschwindigkeit unter der Bedingung grofser Reynolds- und Dam-
kohlerzahlen proportional zur skalaren Dissipationsrate ist

— PXe
=2 . .
w CT— (3.80)
Der Parameter ¢, charakterisiert hierbei die chemische Reaktion und ist zu
1.
cw.F (c) de
Cm = —fol (€) (3.81)

Jy weF (c) de

definiert. Die Kombination der Gleichungen (3.80) und (3.77) resultiert in dem bekannten
Ergebnis

W, = p=(1-7). (3.82)

Das BML-Modell kann in dieser Form als eine theoretisch fundierte Ableitung des auf
phiinomenologischen Uberlegungen basierenden EBU-Modells betrachtet werden. Es be-
riicksichtigt jedoch einen Einfluft der Chemie iiber die Funktion ¢,, und ist somit im
Gegensatz zum EBU-Modell in der Lage Verldschvorgiinge wiederzugeben®.

4Dies gilt nur fiir den Fall, daf c,, nicht als konstante GroRe betrachtet, sondern auf Basis von Glei-
chung (3.81) berechnet wird. Da die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion F (c¢) eine Feldgrofe ist, die vom
Turbulenzzustand abhingt, beriicksichtigt das BML-Modell auf diese Weise Chemie-Turbulenz Interak-
tionen.
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Abbildung 3.16: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das BML-
Modell im Fall der stationdren eindimensionalen turbulenten Flammenfront im Verbren-
nungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen sind normierte turbulente Flammengeschwin-
digkeiten gemif Gleichung (3.83).

Gleichung (3.82) 1aft sich mit Hilfe des KPP-Theorems in einen Ausdruck fiir die
normierte Flammengeschwindigkeit umformen:

126 g3 (M) | 2 (3.83)
35\ 50) | Rey | - '

Das Ergebnis ist in Abbildung 3.16 dargestellt. Es zeigt, daf fiir den Giiltigkeitsbereich des
Modells (Re; > 100, Da; > 20) die bezogene Flammengeschwindigkeit proportional zum
Geschwindigkeitsverhéltnis u,/S} ist. Fiir kleine Damkohlerzahlen hingegen verliert das
Modell seine Giiltigkeit und sagt daher im Einklang mit der klassischen Flamelet-Theorie
von KLIMOV und WILLIAMS [238] ein Verloschen der Flamme voraus. Fiir kleine turbu-
lente Reynoldszahlen liefert das Modell hingegen unphysikalische Resultate, da hier die
Flammengeschwindigkeit mit abnehmender Reynoldszahl ansteigt. Auf den ersten Blick
erscheint dieser Bereich die verdickte Flamme von DAMKOHLER wiederzugeben, da die
Abmessungen der energietragenden Wirbel in die Grofsenordnung der laminaren Flam-
menfrontdicke kommen. Diese Betrachtung vernachléssigt jedoch, daf diese Wirbel eine
verhéltnisméRig kleine charakteristische Schwankungsgeschwindigkeit u; < S und so-
mit eine kleine turbulente kinetische Energie besitzen. Die Wirbelelemente konnen unter
diesen Umsténden gar nicht in die Flammenfront eindringen und sie beeinflussen. Die
Flammenfront wandert vielmehr iiber diese Wirbel hinweg ohne nennenswert mit ihnen

St Ut
— =14+114— (1
go T ( T
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zu interagieren. Dies zeigt, daf die Interaktion von Flammenfront und Turbulenz nicht
allein auf dem Vergleich der charakteristischen Lingen- oder Geschwindigkeitsskala erfol-
gen kann, sondern immer auf dem Vergleich einer Kombination dieser beiden Skalen. Ein
Vergleich des Verhéltnisses von Liangen- und Geschwindigkeitsskala ist mit einem Ver-
hiltnis der Zeitskalen von Mischung und chemischer Reaktion identisch und wird durch
die Damkéhler bzw. die inverse Karlovitzzahl beschrieben. Das Produkt der beiden Ska-
len hingegen spiegelt das Verhiltnis von turbulentem zu molekularem Impulsaustausch
wieder und wird durch die turbulente Reynoldszahl charakterisiert.

Abschliefsend sei bemerkt, daf die Modellierung der skalaren Dissipationsrate mit Hilfe
von Gleichung (3.75) mit der Annahme statistisch gleich verteilter Gradienten der Reak-
tionsfortschrittsvariablen identisch ist. Hierbei wird jedoch die Tatsache ignoriert, daf
fiir C < 1 Gradienten der Reaktionsfortschrittsvariablen nur innerhalb der diinnen Re-
aktionszonen anzutreffen sind. Aus diesem Grund ist die Anwendbarkeit von Modellen,
die auf Gleichung (3.82) beruhen, aus physikalischer Sicht zumindest fragwiirdig, und
unterstreicht die Notwendigkeit einer Modellierung der skalaren Dissipationsrate.

3.4.3 Modelle auf Basis der Flammenfrontgeometrie

Modelle, die die zeitliche Entwicklung der Flammenfrontgeometrie beschreiben, gehen
generell davon aus, daf die Reaktionsfront als diinn gegeniiber den Abmessungen der
Wirbelelemente betrachtet werden kann. Ihre Giiltigkeit ist damit auf den Bereich der
oFlamelets‘ (Ka; > 1) begrenzt, weshalb Ansétze dieser Kategorie auch als ,Flamelet*-
Modelle bezeichnet werden. Da definitionsgeméf die Reaktionszone nicht durch die tur-
bulente Strémung verdndert wird, erlauben diese Modelle eine entkoppelte Beschreibung
von Turbulenz und Chemie. Im Gegensatz zu PDF-Modellen kénnen sie daher belie-
big komplexe Chemie iiber sogenannte ,Flamelet“-Bibliotheken beriicksichtigen [160, 51].
Die Geometrie der Flammenfront 1aft sich mit Hilfe von drei unterschiedlichen, aber
mathematisch dquivalenten Methoden beschreiben: Feldgleichungen fiir Isoflichen (G-
Gleichungsansatz), Bilanzgleichungen fiir die Flammenfrontdichte und Bilanzgleichungen
fiir die Flammenfrontkriimmung.

Feldgleichungen fiir Isoflichen: G-Gleichung

Die momentane Transportgleichung der Reaktionsfortschrittsvariable lautet in ihrer reak-
tiv-diffusiven Form:

@+U.VC:1[V-(pDVc)+w
p Vel

5 ] |Ve| = Sk |V . (3.84)

Sie entspricht in ihrer mathematischen Formulierung einer Huygens-Gleichung, und be-
schreibt die Fortpflanzung einer Isofliche des Reaktionsfortschritts mit der Geschwindig-
keit Sp in das Frischgas. Die Ausbreitung einer Flammenfront 1d£t sich durch Einfiihren
eines passiven Skalars, eines sogenannten Indikators, beschreiben, wobei der Wert G = G°
die momentane Lage der Flammenfront markiert. Die resultierende Gleichung wird als
,»,G-Gleichung® bezeichnet [113]:

%—f +u VG =Sp|VG| . (3.85)
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PETERS [162, 163, 166, 167| hat Gleichung (3.85) durch zeitliche Mittelung und rigo-
rose Modellierung der ungeschlossenen Terme auf turbulente Flammen {ibertragen:
_0G
P ot
Der erste Term der rechten Seite beschreibt die Anderung des G-Feldes aufgrund turbulen-
ter Flammenausbreitung im Bereich der gefalteten Flammen (Ka; < 1). Der zweite Term
beriicksichtigt den Einfluf der mittleren Flammenfrontkriimmung k, welcher im Bereich
der verdickten Flammen (1 < Ka; < Kag) einen dominierenden Einfluf ausiibt. Um die
Gleichung zu schliefen wird noch eine Bestimmungsgleichung fiir die turbulente Flam-
mengeschwindigkeit S; bendtigt. Hierzu leitet PETERS [165, 166] aus der G-Gleichung
eine Transportgleichung fiir die Flammenfrontkriimmung ab. Diese iiberfiihrt er mit Hilfe
asymptotischer Uberlegungen in die folgende Beziehung fiir die turbulente Flammenge-

schwindigkeit:
s z L2 u "
t t t t Ut
2t _ 1o cr) 440l 3.87
57 z%*(( z%) i S?ZOF) (387

Die Konstante C' soll universellen Charakter haben und wird von PETERS mit C' = 0.195
angegeben. Gleichung (3.87) stellt eine asymptotische Uberlagerung der beiden von DAM-
KOHLER identifizierten Grenzfille dar. Fiir den Bereich der ,grobskaligen“ Turbulenz,

+pu- VG =pS,|VG| - oD |VG| . (3.86)
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Abbildung 3.17: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das G-
Gleichungsmodell von PETERS [166] im Fall der stationiren eindimensionalen turbulenten
Flammenfront im Verbrennungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen sind normierte tur-
bulente Flammengeschwindigkeiten geméf Gleichung (3.87).
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also der gefalteten Flammen, gilt [;/1% — oo und Gleichung (3.87) reduziert sich auf
S;/SP =1 —2Cu;/S). Der Bereich der verdickten, gefalteten Flammen hingegen korre-
spondiert mit [;/I% — 0, was auf die Beziehung S;/S) = 1 + /4C - Re}/? fithrt. Ab-
bildung 3.17 zeigt Gleichung (3.87) im Verbrennungsdiagramm, in welchem die beiden
Grenzfille des Modells klar erkennbar sind. Das Modell liefert in dieser Form aber keine
Informationen iiber Flammenl6schung, der im Bereich Ka; > Kas auftreten sollte. Hierzu
sind offensichtlich Informationen iiber die Interaktion der Turbulenz mit der Flammen-
front erforderlich, die das L&sen des vollstindigen Gleichungssystems der G-Gleichung
erfordert.

Die G-Gleichung besitzt gegeniiber anderen ,Flamelet“-Modellen zwei Vorteile. Zum
einen konnte PETERS im Rahmen seiner Arbeiten zeigen, daf die G-Gleichung keine diin-
nen Flammenfronten voraussetzt und somit auch fiir Ka; < Kay giiltig ist. Zum anderen
tritt in der G-Gleichung keine ,Gegengradientendiffusion” auf, da es sich bei der Indi-
katorfunktion G um einen passiven Skalar handelt. Die G-Gleichung weist jedoch auch
zwei gravierende Nachteile auf. Da G ein passiver Skalar ist, besitzt das resultierende
Gleichungssystem keine Informationen iiber die Massenerhaltung der reagierenden Kom-
ponenten. Die Kopplung von G- und Enthalpie- bzw. Temperaturgleichung stellt damit
eines der zentralen Probleme bei der Verwendung der G-Gleichung dar [175]. Eine weitere
Schwierigkeit besteht in der numerischen Lésung der G-Gleichung, die im Vergleich zu
klassischen Transportgleichungen aufwendig und rechenintensiv ist [114, 157, 94].

Modelle auf Basis der Flammenfrontdichte

Modelle dieser Kategorie identifizieren die Reaktionszone als sehr diinne Fléche, inner-
halb derer die Reaktion stattfindet. Wie in Kapitel 6 gezeigt wird, laft sich unter dieser
Voraussetzung die mittlere Umsatzgeschwindigkeit als Funktion einer lokalen Umsatzge-
schwindigkeit und der Flammenfrontdichte darstellen:

e = 0.5 (3.88)

Die zeitlich gemittelte Flammenfrontoberfliichendichte X ist hierbei ein Maf fiir die pro

Volumeneinheit zur Verfiigung stehende Flammenfrontoberfliichendichte und €, ist die
ebenfalls zeitlich gemittelte lokale Umsatzgeschwindigkeit pro Flammenfrontoberflichen-
einheit. Dieser Ansatz entkoppelt formal die Beschreibung der Chemie und die Beschrei-
bung der Turbulenz: Die Flammenfront wird als materielle Fliche betrachtet, die durch
das turbulente Stromungsfeld konvektiv und diffusiv transportiert sowie gekriimmt und
gestreckt wird. Die Interaktion von Flamme und Turbulenzfeld wird somit iiber die Flam-
menfrontdichte modelliert. Die Eigenschaften der Chemie werden mehr oder weniger kom-
plex iiber Q. beschrieben, wobei die einfachste Betrachtungsweise von einer laminaren,

planaren, ungestreckten Flamme mit Qc = puSe = puSlo ausgeht, wihrend komplexere
Modelle die Flammenfrontdynamik und damit den Turbulenzeinfluf beriicksichtigen.

Die Flammenfrontoberflichendichte 145t sich entweder auf der Basis algebraischer Glei-
chungen abschétzen, oder mit Hilfe einer Transportgleichung bestimmen. Der zuletzt ge-
nannte Ansatz war Thema der vorliegenden Arbeit und wird in Kapitel 6 ausfiihrlich
beleuchtet. Im folgenden sollen die beiden bekanntesten analytischen Modelle kurz vorge-
stellt, und ihre prinzipiellen Eigenschaften anhand des Verbrennungsdiagrammes disku-
tiert werden.
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Analytisches Modell von BRAY Das Modell von BRAY [37] basiert auf einer stati-
stischen Analyse der Reaktionsfortschrittsvariablen. Im Fall sehr grofser Damkdhlerzahlen
nimmt die Verteilung des Reaktionsfortschritts eine bimodale Form an, und die mittlere
Reaktionsgeschwindigkeit . () kann als zeitliche Mittelung einer Serie von Diracfunk-
tionen betrachtet werden, die jeweils den Durchgang einer Flammenfront am Ort (%)
reprisentieren. Aufgrund dieser Betrachtung lift sich die mittlere Reaktionsgeschwindig-
keit als Produkt von ,Flammendurchgangsfrequenz“ 7, und Reaktionsumsatz pro Flam-
mendurchgang w, darstellen:

We = Uy - Wy . (3.89)

Als ,,Flammendurchgangsfrequenz* wird die Hiufigkeit bezeichnet, mit der die Flammen-
front einen Ort & pro Langeneinheit passiert. Sie 1aft sich mit Hilfe einer Ortskorrelation
bestimmen, und ist mit dem charakteristischen Langenmak der Flammenfrontkrimmung
L, iiber die Beziehung
— c(l—r¢c
r,=9%0"9 (3.90)
Vy
verkniipft. Die Konstante g ist hierbei von der angenommen Form der Verteilungsfunktion
des Flammenfrontdurchganges abhéingig und nimmt Werte zwischen 1 und 2 an [37].
Im allgemeinen wird das charakteristische Langenmall aus den integralen Grofen der
Turbulenz bestimmt [32]
i@:c&hC%) , (3.91)
S

und der Reaktionsumsatz w, wird durch

wy = puSlO_i (3.92)
Oy
modelliert. Der Faktor o, beschreibt das zeitlich gemittelte Produkt von momentaner
Flammenfrontorientierung und Ausbreitungsrichtung der turbulenten Flammenfront. Er
wird héufig als konstant angenommen, ist aber fiir grofe Karlovitzzahlen eine Funktion
des Turbulenzzustandes [55]. Ein Vergleich der Gleichungen (3.88), (3.89) und (3.90) fiihrt
auf den gesuchten analytischen Ausdruck fiir die Flammenfrontdichte:

c1-79). (3.93)

_ 1
$=9 c1-g=-2 1FT

ayly ayLy (1+ 7'5)2

Kombination der Gleichungen (3.88), (3.91) und (3.93) resultiert in einer Beziehung fiir
die zeitlich mittlere Umsatzgeschwindigkeit, die mit mit dem EBU-Modell identisch ist.
Sie beinhaltet aber aufgrund von Gleichung (3.93) implizit Informationen iiber Dichte-
dnderungen, die durch den Wéarmefreisetzungsparameter 7 beschrieben werden. Dieses
Modell verhélt sich im Verbrennungsdiagramm wie das in Abbildung 3.15 dargestellte
EBU-Modell, und wird daher nicht gesondert dargestellt.

Fraktalmodell von Gouldin Eine weiter Moglichkeit zur der Bestimmung der Flam-
menfrontdichte besteht in der Anwendung der Fraktaltheorie auf die Oberfliche der ge-
falteten Flammenfront. GOULDIN ET AL. [84, 85] leiten den folgenden Ausdruck fiir die
Flammenfrontoberflichendichte ab:

1 /L\D

S== <l) : (3.94)

I \ I,
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Abbildung 3.18: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das Frak-
talmodell vonGOULDIN ET AL. [84] im Fall der stationiren eindimensionalen turbulenten
Flammenfront im Verbrennungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen sind normierte tur-
bulente Flammengeschwindigkeiten.

Y ist hierbei eine Funktion der fraktalen Dimension D, die experimentell bestimmt werden
muf, sowie von zwei turbulenten Lingenskalen, die das Lingenspektrum begrenzen und
im allgemeinen durch das dissipative bzw. das integrale Langenmaf abgeschitzt werden.
Das resultierende Reaktionsmodell beinhaltet im Gegensatz zu dem Modell von BRAY eine
weitere Information iiber das Turbulenzspektrum in Form des dissipativen Lingenmafes
l, und ist daher, wie in Abbildung 3.18 gezeigt, in der Lage die Reynoldszahlabhéngigkeit
im Bereich kleiner Damkdéhler- bzw. grofer Karlovitzzahlen wiederzugeben. Es erfiillt je-
doch nicht die geforderte Reynoldszahlunabhéngigkeit im Bereich kleiner Karlovitzzahlen,
weshalb das Modell auf Bereiche Ka; g, 1 beschrankt ist.

Transportgleichung fiir die Flammenfrontoberflichendichte Anstelle von alge-
braischen Beziehungen 1dft sich fiir die Flammenfrontoberflichendichte auch eine Trans-
portgleichung 16sen. MARBLE und BROADWELL [147] haben bereits 1977 auf der Basis
phinomenologischer Uberlegungen eine Transportgleichung fiir die Flammenfrontoberfli-
chendichte abgeleitet, um die Verbrennung nicht vorgemischter Flammen mit schneller
Chemie zu beschreiben. Dieses Konzept wurde Anfang der 90er Jahre wieder aufgegrif-
fen, und Ableitungen auf Basis geometrischer Uberlegungen [48, 221] und statistischer
Betrachtungen [183, 50, 222] entwickelt. Die Uberfiihrung dieser Gleichungen in eine zeit-
lich gemittelte Transportgleichung beinhalten jedoch eine Reihe von Termen, die auf Ba-
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sis phinomenologischer Uberlegungen modelliert werden miissen. Auf die Herleitung der
zeitlich gemittelten Transportgleichung und die Modellierung der ungeschlossenen Terme
wird an dieser Stelle auf das Kapitel 6 verwiesen. Unabhéingig von den in der Literatur
vorgeschlagenen Schlieffungsannahmen 14t sich die 3-Gleichung in der folgenden verall-
gemeinerten Form anschreiben:

o) o < wo <) -
7Jrv-(u,z)—v.(s_czvz)_(Km+Kt+P)z—Dz . (3.95)

Hier bezeichnen K,, und K; die Produktion von Flammenfrontoberfliche aufgrund von
Streckung durch das zeitlich mittlere Stromungsfeld bzw. die Interaktion mit Wirbelele-
menten, P die Produktion bzw. Destruktion aufgrund von laminarer Flammenausbreitung
und D die Vernichtung von Flammenfrontoberflichendichte aufgrund von Kriimmungsef-
fekten. In der Literatur finden sich im wesentlichen drei Modelle, die fiir die Berechnung
turbulenter Flammen angewendet wurden.

Das CPB-Modell Das CPB-Modell ist nach seinen Autoren CANT, POPE und
BRAY [50] benannt und von einer exakten kinematischen Transportgleichung fiir die
Flammenfrontoberflichendichte abgeleitet. Das Modell vernachléssigt die Produktion von
Flammenfrontoberflichendichte durch die zeitlich mittlere Stromung sowie die laminare
Flammenausbreitung und modelliert die turbulente Streckungsrate auf Basis der Kolmo-
gorov-Wirbel. Der Destruktionsterm wird aus geometrischen Uberlegungen abgeleitet und
enthilt keine Informationen iiber die lokale Turbulenzstruktur:

Uy
ly

K, (Re,)'"* (3.96a)

2+exp [-Cpa(1-70) / (E5) (ur/l;)]

D:CD,I (1—6) .

(3.96b)

Um eine Beziehung fiir die turbulente Flammengeschwindigkeit zu erhalten, mufs das
KPP-Theorem auf das gekoppelte Gleichungssystem von Reaktionsfortschritt und Flam-
menfrontdichte angewendet werden. Die Vorgehensweise ist im Anhang B beschrieben und
fiihrt auf

St _ (CEBUCM)I/Q ut (3.97)

§ \ See ) S

Abbildung 3.19 verdeutlicht die Eigenschaften des CPB-Modells anhand des Verbren-
nungsdiagrammes.Der Ansatz von CANT, BRAY und POPE beruht auf der Vorstellung,
dak die kleinsten Wirbelelemente fiir die turbulente Dehnungsrate und damit die Auf-
faltung der Flammenfront bestimmend sind. Die Autoren des Modells begriinden ihren
Ansatz mit direkten numerischen Simulationen einer materiellen Fliche in einem turbu-
lenten Stromungsfeld [241]. Sie vernachldssigen damit aber den Einfluf der Vorwiarmzone,
die aufgrund einer ansteigenden Viskositéit eine Interaktion dieser kleinsten Wirbelklasse
mit der Flammenfront verhindert. Es ist daher davon auszugehen, daf dieses Modell die
Bildung von Flammenfrontoberflichendichte iiberschétzt. Aufserdem erfiillt diese Modell-
vorstellung nicht die Reynoldszahlunabhéngigkeit im Bereich kleiner Karlovitzzahlen und
grofler Langenskalen.
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Abbildung 3.19: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das CPB-
Modell von BRAY, CANT und POPE [50] im Fall der stationéren eindimensionalen tur-
bulenten Flammenfront im Verbrennungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen sind nor-
mierte turbulente Flammengeschwindigkeiten geméf Gleichung (3.97).

Das CF-Modell Das Modell der ,kohérente Flamme* (CFM, engl.: Coherent Fla-
me Model) basiert auf Arbeiten von CANDEL und Mitarbeitern, die das von MARBEL
und BROADWELL [147] entwickelte phanomenologische Modell, das urspriinglich fiir Dif-
fusionsflammen vorgesehen war, auf die turbulente Vormischverbrennung iibertragen ha-
ben [122, 68, 144, 223|. Es existieren mehrere Versionen dieses Modellansatzes, die sich
hinsichtlich der Formulierung der turbulenten Streckungsrate und des Destruktionsterms
unterscheiden. Eine Zusammenstellung dieser Modelle sowie eine Diskussion ihrer Eigen-
schaften findet sich der Arbeit von DUCLOS ET AL. [73].

Die erste Form, im folgenden als CF-1 Modell bezeichnet, modelliert die turbulente
Streckung auf Basis integraler Turbulenzgréften und folgt in der Modellierung des Destruk-
tionsterms den geometrischen Uberlegungen von CANT, POPE und BRAY, ohne jedoch
deren erweiterte Form zu verwenden. Die verbleibenden Terme werden durch das CF-1
Modell ebenfalls vernachlissigt. Die modellierten Terme lauten:

(3.98a)

S
(1-2)

Das Model besitzt hinsichtlich der turbulenten Flammengeschwindigkeit die gleichen Ei-

D=Cp,

(3.98b)
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genschaften wie das EBU-Modell und fiihrt daher auf das gleiche, in Abbildung 3.15
dargestellte, Verbrennungsdiagramm.

Eine weitere Formulierung dieses Modells (CF-1b) versucht den Einfluf der Turbulenz
auf den Destruktionsterm iiber

(Slo + CD,Q/U/t)
(1-7)

zu beriicksichtigen. Fiir diese Formulierung wird von den Autoren keine physikalische
Begriindung geliefert, weshalb sie als empirischer Ansatz betrachtet werden muf. Die Be-
ziehung fiir die turbulente Flammengeschwindigkeit wird durch die Art der Formulierung
jedoch nicht verdndert.

Eine erweiterte Formulierung des CF-Modells (CF-3) inkooperiert Ergebnisse von Di-
rekten Numerischen Simulationen in Form des ITNFS-Modells (engl.: Intermittent Turbu-
lent Net Flame Stretch), um zu einer verbesserten Beschreibung des turbulenten Einflusses
auf die Flammenauffaltung zu gelangen. Die turbulente Dehnungsrate wird hierbei mit
Hilfe der integralen Skalen und einer Effizienzfunktion T'; modelliert:

— (u I\ u
K, =T, (S_lg é) l—: (3.100)

D=Cp, (3.99)

Daneben wird in DUCLOS ET AL. [73] eine Modellierung des Destruktionsterms vor-
geschlagen, die die Vernichtung von Flammefrontfliche sowohl im verbrannten als auch

10° 5
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o
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Abbildung 3.20: Darstellung der Effektivitatsfunktion (3.103) des ITNFS-Modells im
Verbrennungsdiagramm.



39

im unverbrannten Gemisch sicherstellt (CF-3b):
(3.101)

T, ist die sogenannte Effektivititsfunktion des ITNFS-Modells und beschreibt den effekti-
ven Einflufs aller Wirbelklassen auf die Produktion bzw. Destruktion der Flammenfronto-
berfliche als Funktion der charakteristischen Geschwindigkeits- und Lingenskalen u;/S)
bzw. l;/1%. Die Autoren geben die Ergebnisse ihrer DNS-Untersuchungen in Form einer
parametrisierten Gleichung an:

1
s+ 0.4

o (1 2 Lo [ (Y
s—log(g) und 01—3(1 2exp[ (Slo) ]) (3.103)

Die Funktion ist, wie Abbildung 3.20 zeigt, nur leicht vom Geschwindigkeitsverhéltnis
uy/S} abhingig. Fiir den Fall eines sehr kleinen Lingenverhéltnisses nimmt auch [y ab

log (Tx) = — e 0N 4 (1 — e 409 (015 — 0.11) (3.102)

mit

—
o
n
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Abbildung 3.21: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das CF-3
(schwarze Linien) bzw. CF-3b Modell (graue Linien) im Fall der stationiren eindimensio-
nalen turbulenten Flammenfront im Verbrennungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen

sind normierte turbulente Flammengeschwindigkeiten gemé#f Gleichungen (3.104) und
(3.105).
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und verringert damit die effektive Dehnungsrate. In dem untersuchten Bereich ist der
Verlauf der Effektivititsfunktion fiir ein konstantes Geschwindigkeitsverhéltnis u;/S} eine
monotone steigende Funktion der dimensionslosen Lingenskala I;/1% und korrespondiert
damit implizit mit einer Steigerung der turbulenten Reynoldszahl Re;.

Die Einfiihrung der Effektivitiitsfunktion Ty stellt eine wesentliche Verbesserung des
CF- Modells dar. Dies wird deutlich, wenn die Beziehungen der turbulenten Flammenge-

schwindigkeit fiir das CF-3
= 1/2
St Fka Ut
— = — 3.104
7-(%) & (3100

bzw. das CF-3b Modell

(3.105)

Si_ (TeCu\ ™" (1+Cpy (1 + Cppur/SP) Ses/Se) w,
SP Sec. 1+ Cps(1+Cpaui/Sy)Ses/Se. S

in das Verbrennungsdiagramm eingetragen werden. Anhand von Abbildung 3.21 ist deut-
lich zu erkennen, dafs die Modelle nun die beiden Grenzfille sowie das Verloschen in
Bereichen sehr grofer Karlovitzzahlen vorhersagen konnen. Da die Effektivitdtsfunktion
T in Bereichen hoher Dehnungsrate die Produktion von Flammenfrontoberfliche verrin-
gert, ist sie in der Lage die Vorhersagegenauigkeit von allen Verbrennungsmodellen, die
auf dem Flamelet-Ansatz basieren, zu verbessern [123].

Das MB-Modell Das Modell von MANTEL und BORGHI [146] basiert auf einer
semi-empirischen Transportgleichung der skalaren Dissipationsrate unter der Annahme
konstanter Dichte. Diese Transportgleichung 1dft sich unter Verwendung der Flamelet-
Annahme in eine Bilanzgleichung fiir die Flammenfrontoberflichendichte umformen. Im
Gegensatz zu den CF- Modellen wird der Einflufl der turbulenten Streckungsrate wie beim
CPB-Modell durch die charakteristischen Grofen der Kolmogorov-Wirbel modelliert. Au-
fserdem wird der Einflufl der mittleren Streckung beriicksichtigt, und die Ableitung liefert
einen zusitzlichen Term, der als anisotroper Beitrag der turbulenten Streckung gedeu-
tet werden kann. Der Destruktionsterm ist komplexer als bei den iibrigen Modellen und
skaliert wie der Quellterm durch turbulente Streckung mit der turbulenten Reynoldszahl:

K, = %Reiﬂ, (3.106a)
t

K, = % . Va, (3.106b)

U? 2
P = Csag5 (VO), (3.106¢)

l

0p,1(2

D=Cp, St fey (3.106d)

¢(1—70) (1 + CpaSP/u)
Die turbulente Flammengeschwindigkeit ist damit eine Funktion sowohl der Lingen, als
auch der Geschwindigkeitsskalen:

1/2 1/2
S _ 1+ (%) i Re\? ((d + CpSecs/Sc Re, ) d)

S _ ! (3.107)
SP See (d + CD,1SCZ/SCcR€t1/2)
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Abbildung 3.22: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das MB
Modell im Fall der stationiren eindimensionalen turbulenten Flammenfront im Verbren-

nungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen sind normierte turbulente Flammengeschwin-
digkeiten geméf Gleichung (3.107).

mit

S0 Cp3
d= (1 + CD,Q—l> (3.108)

Uy

Gleichung (3.107) beschreibt fiir grofe turbulente Damkéhler- und Reynoldszahlen die
Flammengeschwindigkeit wie gefordert als reine Funktion des Geschwindigkeitsverhiltni-
ses uy/S}. Fiir kleine turbulente Damkohler- und Reynoldszahlen geht sie hingegen formal
in Gleichung (3.97) iiber. Eine Transformation von Gleichung (3.107) in das Verbrennungs-
diagramm zeigt aber, daf im interessierenden Bereich das MB-Modell nur eine geringe
Abhéngigkeit der Flammengeschwindigkeit vom Lingenmafstab zeigt. Die Reynoldszahl-
abhingigkeit hingegen kommt erst fiir Bereiche im Verbrennungsdiagramm zum Tragen,
die fiir praktische Flammen irrelevant sind.

Modelle auf Basis der Flammenfrontfaltung

In Kapitel 3.3 wurde gezeigt, dak die turbulente Flammengeschwindigkeit und damit die
zeitlich mittlere Umsatzgeschwindigkeit vom Grad der Flammenfrontfaltung A;/A ab-
hidngt. Die Flammenfrontfaltung kann als Verhiltnis von turbulenter Flammenfrontober-
fliche zu ihrer Projektionsfliche in Richtung der Flammenfrontausbreitung n, geschrieben
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werden:
1

n,-n

(1]

(3.109)

Eine praktikablere Definition der zeitlich mittleren Flammenfrontfaltung beruht auf dem
Gradienten der Reaktionsfortschrittsvariablen und der Flammenfrontdichte:

= |V b))
Ees—— == 3.110
Vel |Vvel ( )
Die zeitlich mittlere Umsatzgeschwindigkeit berechnet sich damit zu
we = puSPZ| Ve . (3.111)

Ebenso wie fiir die Flammenfrontdichte lift sich fiir die Flammenfrontfaltung eine
Transportgleichung formulieren. WELLER [232] leitet in seiner Arbeit die folgende Bi-
lanzgleichung ab:

—_
—
—

a+z’1-v§=v-1)N§+(Kt+Km)§—R§2

—

+ (SE (E _ é) n+ DtVE) VIVE L o (3.112)

= Vel
Die Terme der ersten Zeile gleichen den entsprechenden Termen der Transportgleichung
fiir die Flammenfrontdichte und basieren auf analogen Betrachtungen. Der zweite und
dritte Term auf der rechten Seite beschreibt die Bildung bzw. Abbau von Flammenfront-
kriimmung aufgrund des zeitlich mittleren Stromungsfeldes, turbulenter Strukturen und
aufgrund von Flammenfrontausbreitung. Die Koeffizienten K; und R sind Funktionen tur-
bulenter bzw. chemischer Zeit- und Langenskalen sowie des Warmefreisetzungsparameters.
Sie konnen entweder iiber ein separates Spektralmodell, welches die Wechselwirkung von
Flammenfront und turbulenter Stromung beinhaltet, oder durch semi-empirische Ansétze
der turbulenten Dehnungsrate sowie der turbulenten Flammengeschwindigkeit berechnet
werden [233, 232]. Der vierte Term beschreibt die frischgasseitige Glattung der Flammen-
front und der letzte Term beriicksichtigt weitere Einfliisse aufgrund von Dichtednderun-
gen. Die Transportgleichung der Flammenfrontfaltung ist wesentlich komplexer als die
Y-Gleichung und die Mehrzahl der Terme ist schwieriger zu modellieren. In Form von
Gleichung (3.112) ist das Modell nur schwer handhabbar, weshalb es sich gegen die Flam-
menfrontdichtemodelle nicht durchsetzen konnte und in der Literatur keine Anwendung
gefunden hat.

Gleichung (3.112) vereinfacht sich aber deutlich, falls die Ausbreitung der Flammen-
front an Punkten betrachtet wird, fiir die V - V [¢| = 0 gilt. Diese Punkte definieren eine
Fléache auf der im zeitlichen Mittel keine Auffaltung der Flammenfront stattfindet, und auf
der die Gradienten der zeitlich mittleren Flammenfrontkriimmung von vernachlissigbarer
Grofe sind. Unter diesen Annahmen befinden sich die Bildung von Flammenfrontkriim-
mung und ihr Abbau im Gleichgewicht, und die Notwendigkeit eine Transportgleichung
fiir = zu 16sen entfillt. Die zeitlich mittlere Flammenfrontkriimmung ist damit durch ih-
ren Gleichgewichtswert Eeq gegeben, der dem Verhiltnis von turbulenter zu laminarer
Flammengeschwindigkeit entspricht:

Beq = =g - (3.113)
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Abbildung 3.23: Darstellung der Chemie-Turbulenz Interaktion wie sie durch das Modell
von SCHMID [198] im Fall der stationiren eindimensionalen turbulenten Flammenfront im
Verbrennungsdiagramm beschrieben wird. Isolinen sind normierte turbulente Flammen-
geschwindigkeiten geméf Gleichung (3.116).

Damit 14t sich die folgende einfache Beziehung fiir die zeitlich mittlere Umsatzgeschwin-
digkeit formulieren [232]:

We = puSe |V . (3.114)

Unter diesen Bedingungen entspricht das sogenannte Eingleichungsmodell von WELLER
dem als TFC (engl.: Turbulent Flamespeed Closure) bezeichneten Modell von ZIMONT
und LIPATNIKOV [245]. Das Weller-Modell kann daher auch als theoretische Basis fiir die
Klasse der TFC-Modelle betrachtet werden. Modelle dieser Art eroffnen die Mdoglichkeit,
experimentell bestimmte Korrelationen der turbulenten Flammengeschwindigkeit auf ein-
fache Art in ein turbulentes Verbrennungsmodell zu implementieren. Die Gleichung fiir
die Reaktionsfortschrittsvariable sagt in dieser Form fiir eine instationire Flammenfront-
ausbreitung jedoch eine stindige Zunahme der turbulenten Flammenfrontdicke aufgrund
des turbulenten Transports vorher [232, 167]. Das Modell sollte daher nur auf kleine
Brennraumgeometrien, wie z. B. Ottomotoren angewendet werden [227, 134].

Der Kernpunkt des Weller-Modells ist die Beziehung fiir die turbulente Flammen-
geschwindigkeit S;. In der Literatur wurden eine Vielzahl von Ansétzen vorgestellt, die
in einem Ubersichtsartikel von LIPATNIKOV und CHOMIAK [135] zusammengestellt und
vergleichend bewertet wurden. Ein erfolgversprechender Ansatz, der &hnlich dem Modell
von PETERS beide Grenzfille der Flamme-Turbulenz Interaktion abdeckt wurde 1995 von
SCHMID [198] vorgestellt. Dem Modell liegt die Idee zugrunde, daf der Verbrennungs-
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verlauf sowohl durch die chemische Reaktion als auch durch die vorgelagerte turbulente
Mischung bestimmt wird. Die relevante charakteristische Zeit kann demnach als additive
Uberlagerung der beiden Zeitskalen ¢ und t; geschrieben werden

teg = (2 +12)'7* (3.115)

wobei die quadratische Uberlagerung einen glatten Ubergang der beiden asymptotischen
Grenzfélle gewdhrleisten soll. Auf Basis dieser Uberlegung leitet SCHMID den folgenden
Ausdruck fiir die turbulente Flammengeschwindigkeit ab:

S; Uy Daz \°%

Abbildung 3.23 veranschaulicht die Eigenschaften des Modells im Verbrennungsdiagramm.
Es ist dem Modell von PETERS sowohl qualitativ als auch quantitativ sehr dhnlich. Le-
diglich der Ubergangsbereich 1 < Ka, < Kas wird von den beiden Modellen etwas
unterschiedlich beschrieben. Das Peters-Modell gibt hier die experimentell ermittelten
Abhéngigkeit tendenziell besser wieder.
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3.5 Turbulenter Transport reagierender Skalare

Der turbulente Transport eines reagierenden Skalars c, ﬁ’tf”\c/” , wird im Allgemeinen iiber
einen Gradientenflufansatz modelliert (siehe Kapitel 2.5.8):

14

Sc,

pu'c! = —p—-Ve. (3.117)
Die wegweisenden theoretischen Uberlegungen von BRAY ET AL. [131, 36] im Kontext
des BML-Modells und daraufhin durchgefiihrte Experimente [38, 206] haben aber ge-
zeigt, dal in niederturbulenten Vormischflammen der turbulente Diffusionsstrom ﬁ’lﬁg"
und der Gradient der zeitlich mittleren Fortschrittsvariablen V¢ das gleiche Vorzeichen be-
sitzen konnen. Gleichung (3.117) ist unter diesen Umsténden nicht mehr giiltig und macht
auch qualitativ eine falsche Aussage. Dieses Phinomen wird als Gegengradientendiffusion
bezeichnet und ist seit der Verdffentlichung des BML-Modells Gegenstand kontroverser
Diskussionen, da in Experimenten sowohl Gradienten- als auch Gegengradientendiffusion
beobachtet wurde. Die Moglichkeit der direkten numerischen Simulation reagierender tur-
bulenter Stromungen [194, 225] hat schlieflich gezeigt, dak das Auftreten von Gradienten-
bzw. Gegengradientendiffusion von der betrachteten Flamme abhéngt. Gegengradienten-
diffusion (pu'c”/V¢ > 0) ist demnach zu beobachten, wenn das Stromungsfeld im Bereich
der Flammenfront durch Expansionseffekte aufgrund der exothermen Verbrennungsreak-
tionen dominiert wird. In diesem Fall {iberlagert die Beschleunigung der reagierenden
Wirbel den turbulenten Transport bis hin zu Gegengradientendiffusion. Dies bedeutet,
dak die Reynolds-gemittelte Stromungsgeschwindigkeit bezogen auf das Frischgasgemisch
u,, iber die turbulente Flammenfront hinweg grofer als Reynoldsgemittelte Stromungs-
geschwindigkeit bezogen auf das Rauchgas w; ist. Fiir ausreichend intensive Turbulenz
liberwiegt hingegen der turbulente Austausch die Expansionseffekte, und es liegt Gra-
dientendiffusion pu¢”/Ve < 0 vor. Durch DNS konnte weiterhin gezeigt werden, daf
in Ubereinstimmung mit der BML-Theorie das Auftreten von Gegengradientendiffusion
maRgeblich durch das Geschwindigkeitsverhéltnis u;/SP und den Wirmefreisetzungspara-
meter 7 (Gl. 3.7) bestimmt wird. VEYNANTE ET AL. |225] fithren daher in ihrer Analyse
der turbulenten Diffusion reagierender Skalare die Brayzahl

T S
Ng = 3T (3.118)
ein. Hierbei bezeichnet I'® eine Effektivititsfunktion, die wie die Effektivitiitsfunktion
[, des ITNFS-Modells die Interaktion der Flammenfront mit dem Wirbelspektrum be-
riicksichtigt und eine Korrekturfunktion fiir das integrale Geschwindigkeitsmafl u; dar-
stellt [225]. Falls die Brayzahl kleiner als Eins ist, muf mit Gegengradientendiffusion
gerechnet werden, sonst iiberwiegt, wie in Abbildung 3.24 dargestellt, die Gradientendif-
fusion. Fiir die meisten Methan/Luft Vormischflammen hat der Warmefreisetzungspara-
meter Werte zwischen 5 und 7. Nach Gleichung (3.118) tritt Gegengradientendiffusion
demnach in den Bereichen der gewellten und gefalteten sowie pseudolaminaren Flamme
auf. Abbildung 3.24 zeigt, dak sich die Grenze mit steigendem Wairmefreisetzungspara-
meter 7 zwar in Bereiche héherer Turbulenz verschiebt, stark gefaltete Flammen weisen
aber immer Gradientendiffusion auf.

®Anhand der von VEYNANTE ET AL. [225] verdffentlichten Daten 1dRt sich die Effektivitétsfunktion
als Funktion des Léngenverhltnisses I;/I% durch T = exp (—16.6 / (/1% + 0.4)1'5) darstellen.



96

1000 T T L TYTI T T L YTYI T T L YTYI T T T T TTT
DA ;
2100
u,/ SP K. — ]
] _
100 A0
o — ]
A
g K3~
10 ~ Gradientendiffsion Ng < 1 =
T = 1
T=4
1 3
\  Gegengradientendiffsion Ng > 1 ]
\ N N :
Voo h ]
i N N |
0.1 L L 11| llll L L Ll 11l \ L L L1 1| l\l L L L1 1| l\\l L L L1 1|
0.1 1 10 100 1000 10000

0
/12

Abbildung 3.24: Giiltigkeitsbereich der Gegengradientendiffusion im Verbrennungsdia-
gramm. Das Diagramm zeigt den Ubergangsbereich, definiert durch Ng = 7.5/ (2fut) =
1, der den Bereich der Gegengradientendiffusion vom Bereich der Gradientendiffusion
trennt. Dargestellt sind die Grenzlinien fiir zwei unterschiedliche Warmefreisetzungspara-
meter 7 =4 und 7 = 8.

Eine Moglichkeit Gegengradientendiffusion zu beriicksichtigen besteht in der Anwen-
dung von Schliefungsansitzen zweiter Ordnung (siehe Kapitel 2.5.2). BRAY und MOSS
[42] leiten deshalb eine Bilanzgleichung fiir den turbulenten Diffusionsstrom pu’c” ab.
Diese besitzt jedoch eine Reihe ungeschlossener Terme, deren Modellierung sehr schwierig
und mit grofen Unsicherheiten behaftet ist. Auferdem ist der Rechenaufwand erheblich,
da neben den zeitlich gemittelten Massen-, Impuls- und Reaktionsfortschrittsgleichun-
gen zusitzlich sechs Reynoldsspannungsgleichungen, drei Gleichungen fiir den turbulen-
ten Transport sowie eine Gleichung fiir die Dissipationsrate der kinetischen Energie gelost
werden miissen. Diese Gleichungen sind zudem stark gekoppelt und deshalb nur mit er-
heblichem numerischen Aufwand zu I6sen. Aus diesem Grund kommen Modelle, die auf
SchlieSungsansitzen zweiter Ordnung basieren, im allgemeinen nicht zur Anwendung [9].
Die Auswertung von Ergebnissen direkter numerischer Simulationen eréffnen in Zukunft
aber die Moglichkeit den klassischen Gradientenansatz zu verbessern. Die als konstant
angenommene Schmidtzahl kénnte z. B. als Funktion der Brayzahl formuliert werden
und somit den Einfluf der Gegengradientendiffusion beschreiben. Die Entwicklung und
Validierung eines solchen Modells steht aber noch aus.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde deshalb durchweg ein Gradientenansatz (3.117) ver-
wendet, um die turbulente Diffusion zu modellieren. Da fast alle betrachteten Flammen
hochturbulent sind und daher Brayzahlen kleiner Eins besitzen, ist diese Vorgehensweise
auch physikalisch gerechtfertigt.



Kapitel 4

Das Konzept der 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik

4.1 Einleitung

Modelle turbulenter Vormischverbrennung, die auf statistischen Methoden beruhen, bend-
tigen einen reduzierten Reaktionsmechanismus, um den Rechenaufwand in einem vertret-
baren Rahmen zu halten. Soll ferner das Prinzip der angenommenen Wahrscheinlichkeiten
angewendet werden, mufs sich jede thermochemische Variable und somit auch die Kinetik
durch eine einzige Fortschrittsvariable ausdriicken lassen. Im Fall der Methanverbrennung
bedeutet dies, dak der Reaktionsverlauf durch die Einschrittreaktion

CH4 + 202 — COQ + QHQO . (RI””)

beschrieben wird. Diese Globalreaktion kann jedoch nicht die wichtigen Zwischenprodukte
CO und H; beriicksichtigen. Informationen iiber die Konzentrationen dieser beiden Spe-
zies sind aber notwendig, um den Radikalhaushalt in der Ausbrandzone und damit die
adiabate Verbrennungstemperatur richtig wiederzugeben. BRAY ET AL. [43] haben des-
halb einen Ansatz vorgeschlagen, der den sequentiellen Charakter der Verbrennung dazu
benutzt, um die Chemie mit Hilfe von zwei Fortschrittsvariablen zu beschreiben. Die
zeitlich mittlere Reaktionsgeschwindigkeit wird von den Autoren iiber eine Verbundwahr-
scheinlichkeitsdichte bestimmt, die auf der Annahme statistischer Unabhéngigkeit dieser
beiden Variablen beruht. Wie die Betrachtungen der Flammenfront in Kapitel 3.1 gezeigt
haben, ist die Reaktionszone aber immer diinn, weshalb die Konzentrationen der Reak-
tionspartner immer korreliert sind, und die Annahme der statistischen Unabhéngigkeit
sicherlich nicht aufrecht erhalten werden kann.

Um dieses Problem zu umgehen, wurde das Konzept der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik
entwickelt. Diese hat zum Ziel, die Oxidation von Kohlenwasserstoffen bei gleichzeiti-
ger Beriicksichtigung der stabilen Zwischenprodukte CO und Hy mit Hilfe einer einzigen
Reaktionsfortschrittsvariablen beschreiben zu kénnen. Diese Kinetik 1dft sich dann in
ein Wahrscheinlichkeitsdichtemodell einbinden, womit der Reaktionsquellterm geschlos-
sen und die zeitlich mittleren Konzentrationen der stabilen Verbindungen sowie wichtiger
Radikale bzw. Atome berechnet werden kénnen. Ein weiteres Ziel war die Ubertragbar-
keit dieses Konzepts auf unterschiedliche Brennstoffe, insbesondere auf Gemische héherer
Kohlenwasserstoffe wie Kerosin oder Benzin, fiir die noch keine ausreichend validierten
Reaktionsmechanismen verfiigbar sind und somit eine Reduktion nach klassischen Metho-
den oder mit Hilfe des ILDM-Verfahrens ausscheidet.

97
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Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist eine konsequente Weiterfithrung der in Kapitel 3.1.5
diskutierten RRA-Analyse von PETERS und WILLIAMS [169] bzw. von BUI-PHAM ET
AL. [47]. Diese reduzieren den Mechanismus der Methanverbrennung wie im Anhang A.2
dargestellt mit Hilfe von Quasistationaritéits- und partiellen Gleichgewichtsannahmen auf
einen Zweischrittmechanismus. PETERS und WILLIAMS gehen dabei davon aus, daf sich
im Ausbrandbereich die Wassergasreaktion im partiellen Gleichgewicht befindet und er-
halten den folgenden Zweischrittmechanismus (siehe Kapitel A.2.3):

2 26 1-0
CH, + 05 — —— (H, + CO) + ——H,0 + ~—co RI"
4+ 2_)1+ﬂ( 2+ B )+1+52 +1+5 2 (RI")
_ 2 (H,+BCO)+0, = —2 H0+-2 co (RIT")
1+ﬁ 2 2F1+B 2 1+ﬁ 2 -

Dieser beschreibt die Methanverbrennung durch zwei Reaktionen: Brennstoffabbau (RI”)
und Oxidation der Zwischenprodukte CO und Hy zu CO5 und H,O (RII"). Wihrend in der
Reaktionszone beide Reaktionen parallel verlaufen, spielt in der Ausbrandzone aufgrund
des bereits verbrauchten Brennstoffes die Reaktion (RI”) keine Rolle mehr. BUI-PHAM
ET AL. gehen im Gegensatz zu PETERS und WILLIAMS in ihrer Analyse davon aus, daf
die CO-Oxidation langsam verlduft, und sich somit Wasserstoff immer im stationiren
Zustand befindet. Der resultierende Zweischrittmechanismus lautet unter dieser Voraus-
setzung (siehe Kapitel A.2.3):

3
CHy + 505 — CO +2H;0 (RI")
1
CO + 502 — COQ (RIII”)

Beide Mechanismen reduzieren sich unter der Annahme eines quasistationiren Zustandes
des Kohlenmonoxids auf den Einschrittmechanismus (RI").

Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik macht sich diese Analyse zunutze und verkniipft sie mit
einem empirischen Ansatz fiir den Brennstoffabbau, um die Reduktion des Mechanismus
auf eine einzige Reaktionsfortschrittsvariable zu erreichen. Sie geht, wie die asymptoti-
schen Analysen, davon aus, dak die Reaktionszone, in der der Umsatz des Brennstoffes
erfolgt, und die Ausbrandzone rdumlich getrennt sind. Der Verbrauch des Brennstoffes
und seine Umsetzung zu den Produkten Hy, CO, HyO und CO, wird in diesem Bereich
anstatt durch zwei Parallelreaktionen durch eine Bruttoreaktion der Form

Ve, CHa + 15,02 — v, Ho 4+ 150 CO + v, o HaO + 150, CO, (RI)

beschrieben. Anstelle geschwindigkeitsbestimmender Elementarreaktionen tritt bei der 2-
Bereich-1-Schritt Kinetik ein erweiterter Arrheniusansatz

qr = BITbIE—TA,I/TCgEZIA; 08(2)2 ’ (41)

um den Brennstoffabbau zu beschreiben. Hierbei bezeichnen B; den Frequenzfaktor, b;
den Temperaturexponenten, die 741 Aktivierungstemperatur und ncm, sowie ngo, die
Reaktionsordnungen beziiglich des Brennstoffes bzw. des Sauerstoffs. Ihre Werte kénnen
in erster Naherung Arbeiten iiber globale Mechanismen entnommen werden (vgl. [92, 234,
235, 177]). Es ist jedoch zu erwarten, daf sie fiir die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik angepasst
werden miissen. Wie in Kapitel 4.2.4 gezeigt wird, ist es aber mit Hilfe von Ergebnissen
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der AEA- und RRA-Analyse moglich den erforderlichen Aufwand zu minimieren. Der
Reaktionspfad des Brennstoffabbaus ist durch die noch unbekannten stéchiometrischen
Koeffizienten v}, festgelegt. Das Verfahren zu ihrer Bestimmung wird im zweiten Abschnitt
von Kapitel 4.2.2 erlautert.

Die Ausbrandzone ist durch die Abwesenheit des Brennstoffes gekennzeichnet. Die
Chemie kann in dieser Zone durch die Reaktionen (II") bzw. (II") beschrieben werden.
Die entsprechenden Reaktionsgeschwindigkeiten sind, wie im Anhang A.2 gezeigt, durch
die geschwindigkeitsbestimmenden Reaktionen (5) bzw. (10) gegeben. Um die jeweiligen
Reaktionsgeschwindigkeiten g1 bzw. ¢ir zu bestimmen, sind Informationen iiber alle Spe-
zies inklusive der Radikale erforderlich. Diese lassen sich aber, wie in Kapitel 4.2.6 gezeigt
wird, mit Hilfe der Elementerhaltung und bei Kenntnis der stochiometrischen Koeffizien-
ten als eindeutige Funktion einer Reaktionsfortschrittsvariablen darstellen.

Die obigen Annahmen erkléren auch den Namen der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik: Der
Reaktionsablauf wird in zwei Bereiche unterteilt, deren Chemie jeweils durch eine Ein-
schrittkinetik abgebildet wird. Im folgenden Kapitel wird das Konzept der 2-Bereich-1-
Schritt Kinetik ausfiihrlich erldutert und auf die Bestimmung der erforderlichen Parameter
eingegangen. Das Kapitel 4.3 beschiftigt sich dann mit der Anwendung der Kinetik auf
die Beschreibung der Vormischverbrennung von Methan/Luft-Gemischen. AbschlieRend
wird das Potential der 2-Bereich-Kinetik anhand berechneter Flammengeschwindigkeiten
hoherer Kohlenwasserstoffe demonstriert.
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4.2 Mathematische Beschreibung der 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik

4.2.1 Definition der Reaktionsfortschrittsvariable

Die Aufgabe einer Reaktionsfortschrittsvariablen besteht in der eindeutigen Beschreibung
des chemischen Systems sowie aller thermodynamischer Gréfen. Sie muf iiber den ge-
samten Bereich der Flamme einen monotonen Verlauf besitzen, weshalb als mogliche Va-
riablen nur O,, HyO oder CO, in Frage kommen. Im Rahmen dieser Arbeit wurde der
Massenbruch des Sauerstoffs Yy, als Reaktionsfortschrittsvariable gewéhlt, die in ihrer
normierten Form zu

Zo — Yo,

= 2 4.2
Zo — Yo, (4.2)

c
definiert ist. Hierbei bezeichnet Zg den Elementmassenbruch (Gl. (2.8)) des Sauerstoffs
und Yo, 5 seine Konzentration im ausgebrannten Zustand, d. h. seine Gleichgewichtskon-
zentration. Im folgenden sollen nur vorgemischte, adiabate, isobare Systeme betrachtet
werden. Einzige Zustandsgrofe des Systems ist dann die Reaktionsfortschrittsvariable c,
wahrend sich alle anderen Gréfsen als eindeutige Funktionen der Reaktionsfortschrittsva-
riablen darstellen lassen, d. h. T (¢), Y (¢), p (c) , w (¢) etc. Wahrend das Verbrennungsmo-
dell in Kapitel 5 auf die normierte Form (4.2) zuriickgreift, wird im Rahmen dieses Kapitels
der Ubersichtlichkeit wegen der Massenbruch des Sauerstoffs als Reaktionsfortschrittsva-
riable bezeichnet. Die folgenden Abschnitte beschreiben die funktionalen Zusammenhén-
ge zwischen der Reaktionsfortschrittsvariable Yo, und der Temperatur 7' (Yo,) sowie den
Massenbriichen der ,passiven“ Komponenten Yj (Yo,). Hierbei muf zwischen homogenen
Systemen und reaktiv-diffusiven Systemen unterschieden werden, da der zonale Aufbau
beider Systeme, wie in Abbildung 4.1 bzw. 4.2 dargestellt, unterschiedlich ist.

4.2.2 Homogenes System

Zunéchst soll die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir die Verbrennung in einem homogenen Sy-
stem untersucht werden. Abbildung 4.1 zeigt die Verlaufe der Temperatur und der ,passi-
ven* Komponenten, d. h. der abhéingigen Massenbriiche, als Funktion der normierten Re-
aktionsfortschrittsvariablen ¢, wie sie durch einen detaillierten Mechanismus vorhergesagt
werden. Anhand dieser Abbildung laft sich erkennen, daf der Verbrennungsverlauf in eine
Reaktions-, d. h. Brennstoffabbauzone, und eine Ausbrandzone unterteilt werden kann.
In der Reaktionszone sind sechs Komponenten zu beriicksichtigen, namlich der Brennstoff
(CHy), Oq, Hy, CO, HoO und CO,. Um diese Grofen sowie die Temperatur als Funktion
von Yy, beschreiben zu konnen, sind neben drei Erhaltungsgleichungen fiir die Elemente
C, H, und O zwei weitere Kopplungsbedingungen erforderlich. Auf diese wird in den beiden
folgenden Abschnitten eingegangen. Abschliefend werden die notwendigen Gleichungen
zur Bestimmung der ,,passiven“ Komponenten in der Ausbrandzone vorgestellt. Dort sind
nur fiinf Komponenten zu beriicksichtigen, da der Brennstoff in der Reaktionszone defini-
tionsgemaf vollstindig umgesetzt wurde. Neben den Elementbilanzen kommt noch eine
Randbedingung fiir den Zoneniibergang hinzu, da der Konzentrationsverlauf hier stetig
sein muf. Die noch fehlende Gleichung zur Bestimmung der ,,passiven“ Komponenten lie-
fert schlieflich die Annahme des partiellen Gleichgewichts der Wassergasreaktion bzw. die
Annahme eines quasistationiren Verhaltens des Wasserstoffs.
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!
Reaktionszone Ausbr?ndzone

Massenbruch
Temperatur

Abbildung 4.1: Schematische Darstellung einer mageren Vormischverbrennung in einem
homogenen System. Reaktions- und Ausbrandzone kénnen als separate Bereiche betrach-
tet werden. In der Reaktionszone herrscht ein nahezu linearer Zusammenhang zwischen
den Konzentrationen.

Berechnung der Spezieskonzentrationen in der Reaktionszone

Die Verbrennung in einem abgeschlossenen, rdumlich homogenen System ist von mole-
kularen Transportprozessen wie Diffusion oder Wérmeleitung unabhingig. Der Verbren-
nungsverlauf wird daher allein durch den Reaktionsterm bestimmt:
dYy
dt
Bei einer Einschrittkinetik der Form (RI) sind alle reagierenden Komponenten iiber den
stochiometrischen Koeffizienten linear mit der Reaktionsrate ¢; verkniipft:
dYy
ar
Die Kopplung von Gleichung (4.3) mit der entsprechenden Erhaltungsgleichung fiir die
Fortschrittsvariable Yo, liefert unter Ausnutzung der Transformationsregel

dY, 0y, dYo,

o—F =Wy, k=1, .., Ng. (4.3)

=Wipat k=1, .., Nk. (4.4)

= 4.5
dt 0Yp, dt (45)
daher einen linearen Zusammenhang zwischen den Spezieskonzentrationen
0Y; Wy}
LI (4.6)

8Y02 B W02Vg)2 '

Eine Integration mit den Randbedingungen Yy (¢t = 0) = Y}, fiihrt schlieflich auf die

gesuchte Beziehung fiir die Speziesmassenbriiche in der Brennstoffabbauzone
Wkl/llc

Yk(Y02) = Y;c,u + (Yoz - ZO) WO 1/1 °
2 02

(4.7)
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Ein homogenes System zeichnet sich durch konstante Elementzusammensetzung aus. Des-
halb sind die Konzentrationen im unverbrannten Zustand Y}, bekannt, d. h. fiir den Sau-
erstoff gilt Yo, ., = Zo und fiir den Brennstoff Yr, = Zc + Zy. Gleichung (4.7) kann
jedoch nur zur Berechnung der Konzentrationen herangezogen werden, wenn die stochio-
metrischen Koeffizienten bekannt sind.

Bestimmung der stochiometrischen Koeffizienten

Um die Konzentrationen aller sechs Komponenten in der Brennstoffabbauzone auf Basis
der Reaktionsfortschrittsvariable Yy, bestimmen zu konnen, sind neben den drei Ele-
menterhaltungsgleichungen zwei weitere Schliefungsbedingungen erforderlich. Eine der
Gleichungen ist durch die Bedingung stetiger Konzentrationsverliufe am Ubergang von
der Brennstoffabbau- zur Ausbrandzone gegeben. Die Konzentration der Reaktionsfort-
schrittsvariable am Ubergang ist jedoch noch unbekannt. Sie kann aber mit Hilfe von
Gleichung (4.7) bestimmt werden, gesetzt den Fall, dak die stochiometrischen Koeffizi-
enten vp, sowie vp bekannt sind. Da es sich bei den stochiometrischen Koeffizienten um
bezogene Grofen handelt, reicht es aus, einen der beiden zu bestimmen, wihrend der
andere willkiirlich festgelegt werden kann. Im allgemeinen wird die Stochiometrie der Re-
aktion auf den Brennstoff bezogen, d. h. der stéchiometrische Koeffizient der Brennstoffes
wird mit

vp = —1 (4.8)
festgelegt. Der stochiometrische Koeffizient des Oxidators ist somit der einzig verblei-
bende Parameter, der den Reaktionspfad des Brennstoffabbaus beschreibt. Er ist brenn-
stoffspezifisch und wird im allgemeinen auch eine mehr oder weniger starke Funktion der
Stochiometrie, der Enthalpie! und des Drucks sein:

Vo, = Vo, (Z, h,p) . (49)

Er lafst sich z. B. mit Hilfe homogener Reaktorrechnungen, wie in Kapitel 4.3 gezeigt wird,
oder anhand laminarer Flammengeschwindigkeiten (siehe Kapitel 4.4) bestimmen.

Aus der zusitzlichen Randbedingung am Zoneniibergang 14t sich der stochiometrische
Koeflizient des Wassers ableiten

y , Wr Ym,o
H,O — —VF
: WHQO YF,U ’

(4.10)

und die verbleibenden Koeffizienten folgen unmittelbar aus den Elementerhaltungen zu

L )

Vg, = §I/F — Vg,0 (411)
vco = 2vo,+ Va0 — QVI(;C)Z/FO (4.12)
Vco, = —Vco — Vl(;‘c)l/F (413)

Damit ist das Gleichungssystem geschlossen, und die Konzentrationen der Komponenten
in der Reaktionszone kénnen bei bekanntem stochiometrischen Koeffizienten v, mit Hilfe
von Gleichung (4.7) berechnet werden.

!Da im Rahmen dieser Arbeit nur adiabate vorgemischte Systeme betrachtet wurden, sind Enthalpie
und Elementmassenbriiche konstant, und die Speziesmassenbriiche im unverbrannten Zustand Y}, kon-
nen direkt aus den Elementmasssenbriichen Z; berechnet werden. Die Vorwarmtemperatur ist daher eine
eindeutige Funktion dieser beiden Grdfien und kann auf iterativem Wege bestimmt werden (siehe z. B.
Gl. (4.52)).
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Berechnung der Spezieskonzentrationen in der Ausbrandzone

Partielles Gleichgewicht der Wassergasreaktion Mit Hilfe der Gleichungen fiir die
Erhaltung der Elemente C, H und O sowie der Annahme des partiellen Gleichgewichts
der Wassergasreaktion, lassen sich auf Basis der Reaktionsfortschrittsvariablen Yo, die
Konzentrationen der Verbrennungsprodukte CO, CO,, H, und HyO bestimmen. Die Ele-
menterhaltung, ausgedriickt durch den Elementmassenbruch Z;, 14t sich als Funktion der
Speziesmassenbriiche Yj, der Molmassen, der jeweiligen Molekiile & bzw. Elemente j sowie
der Molekiilzusammensetzung v\"’ schreiben (Gl. (2.8)). Eine kompaktere Schreibweise
erzielt man durch Einfiihren der molspezifischen Groéfsen

Yy
b=k (4.14)
und P
G = WJ] . (4.15)
Die molspezifische Form der Elementerhaltung (2.8) lautet damit
Ny
G=> v . (4.16)
k

Die fehlende Bedingung zur Schliefung des Gleichungssystems liefert das partielle Gleich-
gewicht der Wassergasreaktion
Yco _ Yco, 1

Yu, Ym0 Ku'

wobei von der Beziehung Cy = pYi/Wy = pi Gebrauch gemacht wurde. Ergebnis ist
eine quadratische Gleichung fiir vy,

(4.17)

gy, + a1u, + ao =0 (4.18)
mit den Koeffizienten
9 = (1 — KH) (419&)
a] = (O — F) (1 — KH) + KHF (419b)
1 1
ag = (O —_ ECH) ECHKH (419C)
sowie
1
F=(+ §<H (419d)
0 = (o — 2o, (4.19€)

Hierbei 14t sich der Term F' als ein Maf fiir den Mischungszustand und der Term O als
ein Maf fiir den Reaktionsfortschritt interpretieren. Gleichung (4.18) besitzt zwei Losun-
gen, von denen jedoch nur diejenige mit der positiven Wurzel physikalisch sinnvoll ist.
Die verbleibenden Komponenten konnen schliefslich mit Hilfe der Elementerhaltung be-
stimmt werden. Da die Gleichgewichtskonstante eine Funktion der Temperatur ist, muf
die Berechnung der Spezieskonzentrationen iterativ erfolgen, d. h. aus den berechneten
Konzentrationen und der vorgegebenen Enthalpie l4ft sich ein neuer Schitzwert fiir die
Temperatur und somit eine neue Konstante Ki; bestimmen, die wiederum auf eine ver-
besserte Losung der Zusammensetzung fiihrt.
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Wasserstoff im quasistationiren Zustand Fiir den Fall, daf sich der Wasserstoff in
der Ausbrandzone in guter Niherung im quasistationiren Zustand befindet, ist seine Kon-

zentration unter Vernachldssigung der Reaktion (5b) durch folgende Beziehung gegeben
(siehe Anhang A.2.3):

kiofbcotn,o
= 4.20
Vi K3 (kios¥co, — 2ks;Cutbo, ) (4.20)

Nahe des chemischen Gleichgewichts muf jedoch auch die Riickreaktion (5b) an Bedeu-
tung gewinnen, da die Rate g1 sonst endlich wire. Unter Ausnutzung der Beziehung fiir
das Peroxyradikal sowie des Wasserstoffatoms resultiert folgende Kopplungsbedingung fiir
die Wasserstoftkonzentration vy,

k
%¢CO¢H20¢%{/3 — (k1ov¥co, + 2ks;Cntbo,) %?}/22
ksgkso o 172 Yu,
NP LY ) —0 (421
KI3\/72 M/sz wH O (k'ﬁf + k7f + ksf) 'l/]H2 + kgf/K?,'l/}HQO ( )

Die gesuchte Wasserstoffkonzentration laft sich aus Gleichung (4.21) sowie den Elemen-
terhaltungen numerisch bestimmen. Die verbleibenden Komponenten kénnen anschlie-
fend mit Hilfe der Elementerhaltung berechnet werden. Da Gleichung (4.21) und die
Elementerhaltungen (4.16) miteinander gekoppelt sind, ist eine dufere Iteration notwen-
dig, die gleichzeitig die Temperaturabhingigkeit der Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten
beriicksichtigt.

Eine analytische Losung, die nur unwesentlich von der obigen abweicht, liefert der
Einsatz von Gleichung (4.20). Sie fiihrt unter Einbeziehen der Elementerhaltung auf eine
quadratische Gleichung fiir die Konzentration des Kohlenmonoxids ¥co

a0 + a1too + a1 = 0. (4.22)

Die Koeflizienten sind hierbei zu

as = kioy — Kskion (4.23a)
1
a1 = —Co + 2¢o, + (c (2 + Kskiop) + 6 (1 — kioy) — 2K3k5;Crnitbo, (4.23b)
1
ap = (-Co + 2v0, + 2¢c + ECH) (Kski06Cc + 2K3ks;Cnvo,) (4.23¢)

bestimmt. Die positive Wurzel der Lésung der quadratischen Gleichung liefert die ge-
suchte CO-Konzentration und — unter Verwendung der Elementerhaltung — die iibrigen
Verbrennungsprodukte. Da die Reaktionsgeschwindigkeitskonstanten stark temperaturab-
héngig sind, ist auch hier eine dufere Iteration erforderlich.

4.2.3 ,Reaktiv-diffusives* System

Im Gegensatz zum homogenen System ist ein ,reaktiv-diffusives* System durch das Vor-
handensein eines Konvektions- und Diffusionsterm gekennzeichnet. Die laminare Vor-
mischflamme ist ein solches System, welches neben der Reaktions- und Ausbrandzone
zusitzlich eine inerte Vorwarmzone besitzt. Die Struktur der Flammenfront wurde bereits
ausfiihrlich in Kapitel 3.1.1 diskutiert und ist in Abbildung 4.2 diesmal im Reaktionsfort-
schrittsraum dargestellt.
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i Ausbrandzone
Vorwarmzone \ L

Massenbruch
Temperatur

Abbildung 4.2: Schematische Darstellung einer mageren Vormischverbrennung in einem
,reaktiv-diffusiven” System, d.h. einer laminaren Vormischflamme. Vorwarm-, Reaktions-
und Ausbrandzone kénnen als separate Bereiche betrachtet werden.

Der folgende Abschnitt beschreibt die Methodik zur Berechnung der Spezieskonzen-
trationen in der Vorwirm- und Reaktionszone. Die Konzentrationen sowie die stochio-
metrischen Koeffizienten in der Ausbrandzone kénnen auf Basis der in Abschnitt 4.2.2
abgeleiteten Gleichungen bestimmt werden.

Berechnung der Spezieskonzentrationen in der Vorwirm- und Reaktionszone

Die Transportgleichung fiir eine reagierende Komponente in einem eindimensionalen sta-
tiondren System lautet [238]:

AV, 1 d ()\dYk

— | = 7. 4.24
o dac) v Wiq (4.24)

Pui dx Le, dx

Fiir die folgende Analyse empfiehlt es sich, die obige Gleichung durch Einfiihren der
Variablen

— &
£ = i (pu) dz
Y,
i = W’l (4.25)
__ 4 A
(puSl) Cp

auf die folgende Form zu bringen:

dye 1 &P
& Tep & = VW . (4.26)
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Da die Spezieskonzentrationen Y; bzw. 1, eine Funktion der Reaktionsfortschrittsvaria-
blen Yo, bzw. ¥g, sind, gelten die folgenden Transformationen:

dip Oy dio,

_ 4.2
d§  OvYo, d& )
2 2 2 2
P Oy o, O gfk dvo, \ " (4.27b)
d§? o, d&? O, \ d¢
Werden diese Regeln auf Gleichung (4.26 ) angewendet, folgt
Oy dio, 1 0 do, 1 P (duo,)’_ (4.28)
0o, d§¢  Ley 0o, d&®  Ley 093, \ d¢ - |

In der Vorwérmzone kann der Anteil des Reaktionsterms in erster Naherung vernachléssigt
werden (siehe Kapitel 3.1), und Gleichung (4.28) reduziert sich auf

O dipo, 1 Oy o, 1 Oy (dwoz ) o

0o, d€ Ley, 0vp, d&? Ley 043, \ d¢
Analog gilt fiir die Transportgleichung der Reaktionsfortschrittsvariable in der Vorwarm-
zone:

(4.29)

dvo, 1 d*o,”
_ =0. 4.30
& Teo, d& (4.30)

Unter der Voraussetzung, daf die Lewiszahlen der Komponente k£ und des Sauerstoffs von
der gleichen Grofenordnung sind, was fiir alle Komponenten mit Ausnahme von Hy der
Fall ist, folgt durch Kombination der Gleichungen (4.29) und (4.30)

1 0%y (dypo,\”
" Lex 093, ( e ) -0 431)

Da der Term (d¢o,/d€)? von null verschieden ist, muf der Ausdruck 9%y /0y2_ gleich null
sein, damit die obige Gleichung erfiillt ist. Demnach sind in der quasi-inerten Vorwérmzone
die Massenbriiche iiber

My

o,

mit der Reaktionsfortschrittsvariablen verkniipft.
In der Reaktionszone ist der konvektive Term von untergeordneter Bedeutung, d. h.

dpo,/d€ ~ 0, so dak sich Gleichung (4.28) auf

1 Oy d*o,

= konstant (4.32)

_ _ 433
Le 0o, dez  F¥ (4.33)
bzw. dZw
1 o
_ _ 4.34
Leo, dez ~ "% (4:34)

vereinfacht. Durch Kombination beider Gleichungen 1dft sich der unbekannte Quellterm
w eliminieren

Ok vkley
8’lﬁ02 o I/O2L€O2 ’

(4.35)
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und die gesuchte Bestimmungsgleichung fiir die 1y = v (0,) ableiten. Diese Gleichung
definiert die erste Randbedingung fiir Gleichung (4.31), da die Gradienten am Ubergang
von Vorwidrm- und Reaktionszone in nullter Ndherung iibereinstimmen miissen. Die zweite
Randbedingung ist durch die bekannte Zusammensetzung des Frischgemisches gegeben,
d. h. ¥4 = 9y ,. Die Losung der Gleichung lautet somit

VkLek
=Ygy — ——— — : 4.36
Vi = Y, Vo, Lo, (Yo, = Yo,,) (4.36)
In der Reaktionszone gilt analog
b= 0 — (o, — ) (437
k k I/O2L602 ©2 02/ '

wobei der hochgestellte Index Z den Ubergang von der Vorwirm- zur Reaktionszone be-
zeichnet. Da an dieser Stelle auch die Konzentration iibereinstimmen miissen, gilt sowohl
fiir die Vorwiarmzone als auch die Reaktionszone der gleiche lineare Zusammenhang, der
durch Gleichung (4.36) beschrieben ist. Damit lassen sich bei bekannten stéchiometri-
schen Koeffizienten alle Konzentrationen als Funktion der Reaktionsfortschrittsvariablen
darstellen.

Dieser durch Gleichung (4.36) beschriebene lineare Zusammenhang findet sich auch
bei der Auswertung von eindimensionalen Flammenrechnungen, wie die Konzentrations-
verldufe fiir CHy, CO, COy und Hy0O in Abbildung 4.2 deutlich zeigen. Eine deutlichere
Abweichung ist bei dem Verlauf fiir Hy erkennbar, ein Umstand, der in der hohen Reakti-
vitdt und Diffusivitit des Wasserstoffs begriindet liegt. Dennoch ist diese Approximation
ausreichend, um die Flammenstruktur gut wiederzugeben, wie die Ergebnisse im folgenden
Kapitel zeigen.

Berechnung der Spezieskonzentrationen in der Ausbrandzone

Die Konzentrationen in der Ausbrandzone konnen mit den Gleichungen, die fiir das ho-
mogene System aufgestellt wurden, berechnet werden. Im ,reaktiv-diffusiven System ge-
winnt aber die unterschiedliche Diffusivitit der Komponenten an Bedeutung, weshalb die
spezifischen Speziesmassenbriiche mit der Lewiszahl gebildet werden sollten:

Vi 1

=——. 4.38
Wk Lek ( )

Yk

Dies hat jedoch nur Auswirkungen fiir die Konzentration des Wasserstoffs, da sich dessen
Diffusivitat, ausgedriickt durch die Lewiszahl, deutlich von den {ibrigen Komponenten
unterscheidet.

4.2.4 Bestimmung der globalen Reaktionsrate des Brennstoffab-
baus

Die Reaktionsrate der globalen Einschrittreaktion fiir den Brennstoffabbau (RI) wird im
Rahmen dieser Arbeit durch folgenden Ansatz beschrieben:

@ = BYEYE exp (=Ta/T) . (4.39)
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Die Reaktionsordnungen des Brennstoffes und des Sauerstoffs wurden hierbei, unab-
héngig von der Art des Brennstoffs, zu m = 1 und n = 2 gesetzt. Der Frequenzfaktor B
und die Aktivierungstemperatur 7y ist sind fiir Elementarreaktionen konstante Parame-
ter. Dies gilt jedoch nicht fiir Globalreaktionen, die einem Ansatz nach Gleichung (4.39
geniigen. Berechnungen laminarer Flammengeschwindigkeiten mit Hilfe dieses Ansatzes
haben gezeigt, dafs zur korrekten Wiedergabe der Flammengeschwindigkeit entweder der
Frequenzfaktor B oder die Aktivierungstemperatur 74 als eine Funktion der Stochiome-
trie? und der Vorwirmtemperatur ausgedriickt werden muf. Deshalb werden im folgen-
den Abschnitt Proportionalititen abgeleitet, die eine gute Approximation der Funktion
B (¢,T,) ermoglichen.

Ausgangspunkt ist die asymptotische Analyse von CLAVIN (siehe Kapitel 3.1.4), der
den folgenden Ausdruck fiir die laminare Flammengeschwindigkeit abgeleitet hat:

1/2
exp [—Ea/2RT}] . (4.40)

50 _ 2y "V Pyt BTYY NG (a, m, n)
! pcp Wi Zemtnt1 Le g™ Ley,™

Diese Gleichung 14#t sich nach dem Frequenzfaktor B auflésen. Hierbei wird die Tempe-
raturabhéngigkeit von \,/c,; durch die Korrelation [238]

A A T, 0751
(), ().(z) ()

o/ )y \ Ty
beriicksichtigt. Die Flammengeschwindigkeit S in Gleichung (4.40) kann durch den funk-
tionalen Zusammenhang (3.26), den die in Kapitel 3.1.5 beschriebene die RRA-Analyse

liefert, ersetzt werden. Die Funktion G (a,m,n) 1a8t sich nur numerisch auswerten, ver-
einfacht sich aber fiir nahestéchiometrische Gemische (¢ &~ 1) auf [238]

G(a,mn)=Tm+n+1)=m+n+1) =24. (4.42)

Mit Hilfe der Gleichungen (4.40)—(4.42) 148t sich die folgende Beziehung fiir den Frequenz-

2Die Stdchiometrie einer Mischung ist durch den Vektor der Elementmassenbriiche Z gegeben. Da fiir
den Brennstoff und den Oxidator, im allgemeinen Luft, die Elementverh&ltnisse immer konstant sind, kann
der Elementmassenbruchvektor durch eine einzige Grofe, den Mischungsbruch f (siehe Gleichung (2.12)
beschreiben werden.

In ingenieurtechnischen Anwendungen wird anstelle des Mischungsbruchs hiufiger das Brennstoff/Luft
bzw. Luft/Brennstoff Verhéltnis verwendet, um die Stochiometrie zu beschreiben. Die Brennstoffzahl ¢
ist zu
vo,Wo, Yru

VFWF Y02 U

¢ =
definiert. Die im deutschen Sprachraum geldufigere Luftzahl A ist der Kehrwert der Brennstoffzahl:
A=—.

Mischungsbruch und Brennstoffzahl sind {iber

¢_Mf
_1—(ZC+ZH)O

miteinander verkniipft, wobei r die massenbezogene Stochiometrie (vo, Wo,) / (veWr) und o der relative
Massenanteil des Oxidators Yo, , / (Yo,,u + Yinert,u) ist.
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faktor ableiten

o\ n+m—2 ni n+m—1
B = B°p?- T_ h
Tu Yoz,u

TA n+m-+1 1 Tb 1/44+n+m—2 1o 1 TA
— —— | = T, —T,)"™ "2 — | = . (44
X ( T, > Tbn—|—m—|—1 T, ( b ) exp 2\ T, ( 3)

Gleichung (4.43) beschreibt die Abhéngigkeiten des Frequenzfaktors vom Druck p, der
Vorwarmtemperatur 7,,, der Stochiometrie, in Form der Konzentrationen von Brennstoff
und Oxidator im Frischgasgemisch sowie der stochiometrischen Koeffizienten, und der
Kinetik in Form der Aktivierungstemperatur 74 = E4/R. Die adiabate Verbrennungs-
temperatur ist eine eine Funktion der Zustandsgroken p, T, und Y, und kann durch
Gleichgewichtsrechnungen bestimmt werden. Im Anhang A.4 ist die Verbrennungstem-
peratur als Funktion von Vorwidrmtemperatur und Stochiometrie fiir p = 1bar fiir ver-
schiedene Brennstoffe angegeben. Der Referenzfrequenzfaktor B° ist fiir ¢ = 1 und eine
Referenztemperatur 7T° zu bestimmen.

Die Exponenten in Gleichung (4.43) besitzen nicht die Bedeutung exakt abgeleite-
ter Grofen, sondern sollten als Anpassungsparameter verstanden werden, da m sowie n
stochiometrieabhéngig sind, und die Beziehungen fiir die Flammengeschwindigkeit auf ei-
ner Vielzahl von Annahmen beruhen [238]. Deshalb wurde im Rahmen dieser Arbeit die
folgende Beziehung fiir den Frequenzfaktor im Bereich magerer Gemische verwendet:

. T® 3/4 Ynz 2
Boa=57 (1) (52)
u 2,U

T\ 1 (T2 3-2n Ty
— ] — | = T, — T, 2 — . (4.44
s (Tb) 7} (T) L= L) e {70 )] - (44

Die Exponenten n; und ns sind hierbei von der Art des Brennstoffes abhéngig und miissen
an gemessene oder berechnete Flammengeschwindigkeiten angepaft werden. Es hat sich
im Rahmen dieser Arbeit aber gezeigt, dak fiir alle untersuchten Brennstoffe ny = 2 zu
guten Ergebnissen gefiihrt hat. Damit liegt der Wert von n, nahe bei den von MULLER
ET AL. [153] vorgeschlagenen Werten. Die brennstoffabhéngigen Werte fiir n; finden sich
im Ergebnisteil dieses Kapitels.

Gleichung (4.44) gilt nur fiir magere und nahestéchiometrische Gemische, in denen
das Brennstoff/Luft-Verhéltnis kleiner oder gleich eins ist. Indem in Gleichung (4.40) die
Indizes von Brennstoff und Oxidator vertauscht werden, 1aft sich ein Ausdruck fiir die
Flammengeschwindigkeit im Grenzfall sehr fetter Gemische ableiten [238]. Damit d&ndern
sich auch die Exponenten der Zel’dovichzahl und der Konzentrationen. Der Frequenzfaktor
wurde im Fall fetter Gemische zu

) ToN3/4 /1
b= (1) (5

() B (@) @[] v

bestimmt. Nahe der stochiometrischen Zusammensetzung wird eine Uberlagerung der
Form

1/10

B=(1/By, +1/B,) (4.46)
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verwendet, um einen glatten Verlauf des Frequenzfaktors iiber den gesamten Mischungs-
raum zu erreichen.

4.2.5 Bestimmung der Reaktionsgeschwindigkeit in der Ausbrand-
zone

Die globale Reaktionsgeschwindigkeit der Reaktion (II) in der Ausbrandzone ist durch
die geschwindigkeitsbestimmende Elementarreaktion kontrolliert. Wie im Anhang A.2.3
gezeigt wird, sind dies die Rekombinationsreaktion

H+0s+M — HOy + M (R5)
bzw. die Oxidationsreaktion
CO 4 H,0 = CO4 + Hy (R10)

des Kohlenmonoxids. Welche der beiden Reaktionen die geschwindigkeitsbestimmende Re-
aktion ist, hingt von den charakteristischen Geschwindigkeiten der Globalreaktionen ¢Z
bzw. gZ, ab. Der hochgestellte Index Z zeigt an, dak die Reaktionsgeschwindigkeiten fiir
den Zustand am Zoneniibergang zu berechnen ist. Fiir den Fall, daf die Geschwindigkeit
der Globalreaktion (II) groRer als die der Reaktion (III) ist, befindet sich die Reakti-
n (IT), d. h. die Wassergasreaktion, niherungsweise im partiellen Gleichgewicht (siehe
auch Kapitel 3.1.5). Als geschwindigkeitsbestimmende Reaktion kann in diesem Fall die
Reaktion (5) identifiziert werden, und die Reaktionsgeschwindigkeit der Globalreaktion

(II) ist durch
g = k5 CuCo,Cm — ks5pCro,Cm (4.47)

gegeben. Gilt hingegen ¢Z; > ¢Z, befindet sich der Wasserstoff niiherungsweise in einem
quasistationdren Zustand, und die Oxidation des Kohlenmonoxids, beschrieben durch die
Reaktion (10), bestimmt die Reaktionsgeschwindigkeit der Globalreaktion (II):

qit = k10fCcoCou — k106Cc0,Ch - (4.48)

Zur Auswertung der Gleichungen (4.47) und (4.48) sind neben Informationen iiber die
stabilen Spezies auch die Konzentrationen des Wasserstoffatoms sowie des Hydroxyl- und
Peroxyradikals erforderlich. Thre Bestimmung beschreibt das folgende Kapitel.

4.2.6 Bestimmung der Radikalkonzentrationen

Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik betrachtet nur die Konzentrationen des H- und O-Atoms
sowie des OH-Radikals. Da der Brennstoffabbau iiber eine Bruttoreaktion beschrieben
wird, sind in der Reaktionszone keine Informationen iiber die Konzentration der Atome
bzw. Radikale erforderlich. In der Ausbrandzone spielen sie aber eine wichtige Rolle, da
sie sowohl die Reaktionsgeschwindigkeit als auch die adiabate Verbrennungstemperatur
kontrollieren. Die Atome bzw. Radikale befinden sich hier in guter Naherung in einem
quasistationdren Zustand und konnen daher mit Hilfe der Gleichungen (A.11), (A.12)
und (A.13) berechnet werden. Die Annahme der Quasistationaritit verliert aber bei An-
ndherung an die Reaktionszone ihre Giiltigkeit, und die Gleichungen sagen zu hohe Kon-
zentrationen von H, O und OH voraus. Der Grund hierfiir liegt in der Vernachldssigung
der Reaktionen der Brennstoffabbaukette. Wie in Kapitel 3.1.1 gezeigt wurde, reagieren
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die Kettentrager OH, O, und H aufgrund ihrer grofen chemischen Reaktivitit mit dem
Brennstoff bzw. seinen Abbauprodukten in der diinnen Reaktionszone vollstindig. Um
auch im Ubergangsbereich von Reaktions- zu Ausbrandzone die Konzentrationen von H,
O und OH zumindest ndherungsweise wiedergeben zu konnen, ist eine Beziehung erforder-
lich, die einen stetigen Verlauf der Konzentrationen ermdglicht. Diese l4ft sich aus dem
Vergleich der Kettenverzweigungsreaktion (R1) sowie den Kettenfortpflanzungsreaktionen
(R5) und (R11) ableiten [169]:

o=1-—0 T . (4.49)

Der Faktor ® korrigiert die Wasserstoffatomkonzentration, die auf Basis von Quasista-
tionaritdtsannahmen berechnet wurde, indem er naherungsweise den Einfluf der Reak-
tionen der Brennstoffabbaukette beriicksichtigt. Die H-Atomkonzentration berechnet sich
mit Hilfe von Gleichung (4.49) zu

Y = Y \/max (0, ®) - T, (4.50)

wobei 933" die Konzentration des Wasserstoffatoms gemiR Gleichung (A.13) ist. Mit
Hilfe der Funktion ® kann die chemisch-inerte Vorwarmzone identifiziert werden, die durch
Werte kleiner gleich Null definiert ist. Mit abnehmender Brennstoffkonzentration nimmt
auch ® positive Werte an und néhert sich in der Ausbrandzone schnell dem Wert eins, da
hier die angenommene Quasistationaritiat der Kettentrager in guter Naherung erfiillt ist.
Im Ziindbereich, d. h. fiir ® = 0, ist der Verlauf der ersten Ableitung von 1y nicht stetig,
weshalb eine zusitzliche empirische Glattungsfunktion T eingefiihrt wurde:

1
= oo C@ =17 /A1)

(4.51)

Hierbei bezeichnet 77 die Temperatur an der Grenze zwischen Reaktions- und Ausbrand-
zone und AT eine Temperaturdifferenz, die die Breite der Glattungsfunktion definiert. Thre
untere Grenze ist durch die Temperatur bestimmt, fiir die die Korrekturfunktion ® den
Wert null annimmt, withrend ihre obere Grenze durch die Grenztemperatur 7% gegeben
ist. Die Grenztemperatur 72 kann bei gegebener Enthalpie h und Druck p iterativ mit
Hilfe der Vorschrift

h—h (Y(”),T("))

Tn+1) — pn) |
¢ (Y("), T(n>)

(4.52)

berechnet werden. Die Spezieskonzentrationen Y™ zum Iterationsschritt n sind dabei
unter der zusitzlichen Randbedingung Yy = 0 mit Hilfe der Gleichungen (4.18) oder (4.22)
zu berechnen. Die ,Ziindtemperatur® 70 ist durch die Bedingung ® = 0 definiert und kann
iterativ mit Hilfe von Gleichung (4.49) bestimmt werden. Da dies aber recht aufwendig ist,
wurde im Rahmen dieser Arbeit die Breite der Glattungsfunktion zu AT = 50K gesetzt.
Fiir die Glattungsfunktion T wurde eine Vielzahl von Ansétzen untersucht. Dabei hat sich
gezeigt, daf die Flammencharakteristik von der gewihlten Funktion nahezu unabhéngig
ist, die numerische Stabilitdt aber durch eine geeignete Funktion T deutlich verbessert
werden kann. Dies gilt insbesondere im Hinblick auf die laminare Vormischflamme, da
hier ein Stromungsproblem zu 16sen ist, welches empfindlich auf Unstetigkeiten reagiert.
Deshalb wurde schlieflich die durch Gleichung (4.51) beschriebene sigmoidale Funktion
ausgewahlt.
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Abbildung 4.3: Exemplarische Darstellung der unkorrigierten (strichpunktiert), kor-
rigierten (gestrichelt) und geglitteten (ausgezogen) H-Atomkonzentration, Y254
Y}?SSA\/maX (®,0) bzw. Yy im homogenen System. Zum Vergleich ist der mit Hilfe eines

detaillierten Mechanismus berechnete Massenbruch aufgetragen (gepunktete Linie).

Abbildung 4.3 zeigt die Konzentrationsverlaufe fiir die unkorrigierte, korrigierte und
geglittete H-Atomkonzentration Y25 ¥ 2% /max (®,0) bzw. Yi. AuRerdem ist zum
Vergleich der mit Hilfe eines detaillierten Mechanismus berechnete Massenbruch aufge-
tragen. Das Versagen der Quasistationaritdtsannahme im Bereich der Reaktionszone ist
deutlich zu erkennen. Die grob vereinfachte Beriicksichtigung der Brennstoffabbaureak-
tionen durch & stellt demgegeniiber zwar eine Verbesserung dar, das resultierende Kon-
zentrationsprofil weicht aber immer noch deutlich von dem des durch den detaillierten
Mechanismus berechneten ab. Erst die Einfiihrung der Glattungsfunktion T fiihrt auf die
gewiinschte Ubereinstimmung.
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4.3 Ergebnisse der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir
Methan

4.3.1 Bestimmung des stochiometrischen Koeffizienten v,

Ein wesentlicher Parameter der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist der stochiometrische Ko-
effizient des Sauerstoffs vp,. Ist ein Rumpfmechanismus bekannt, 14§t sich der Konzen-
trationsverlauf Y () in einem homogenen System berechnen, und der gesuchte stéchio-
metrische Koeffizient kann mit Hilfe von Gleichung (4.7) iiber

I Wrg Zo - Y& _ Wr AYp,

v, = =
2" Wo, (Ze+ Zy) - YZ ~ Wo, AYr

(4.53)

berechnet werden. Aufgrund des nahezu linearen Verlaufs von Yy (Yo,) bietet es sich an,
die Steigung AYo,/AYr durch lineare Regression zu bestimmen.

Fiir Methan sind ausreichend validierte Reaktionsmechanismen in der Literatur verof-
fentlicht (siehe z. B. |207], [120], [105]). Im Rahmen dieser Arbeit wurde der Mechanismus
des Gas Research Institut [207] als Referenzmechanismus gewihlt, der auch im Rahmen
der internationalen Arbeitsgruppe Turbulent Non-Premized Workshop Verwendung fin-
det [91]. Die Konzentrationsverldufe im homogenen System wurden durch das FORT-
RANT77 Programm SENKIN [140] berechnet, welches auf dem CHEMKIN Paket [111]
basiert. Es lost das gekoppelte System der gewdhnlichen Differentialgleichungen fiir die
Massenbriiche und die Temperatur mit Hilfe das Losers DASAC [53], der auf dem impli-
ziten Zeitintegrator DASSL [170] beruht. Die Steigung AYy,/AYr wurde fiir eine Viel-
zahl von Rechnungen iiber einen weiten Stéchiometrie- und Vorwidrmtemperaturbereich
bestimmt, und durch Fehlerminimierung die folgende Funktion des stochiometrischen Ko-
effizienten v, ermittelt:

1 0.074 T\ 0070

Vo, = —1.5 — 2.536 <— — 0.5) + 2.246 (—u> . (4.54)
¢ T°

Gleichung (4.54) zeigt, daf sich die Einfliisse von Stochiometrie und Vorwérmtemperatur

auf den stochiometrischen Koeffizienten in sehr guter Naherung additiv verhalten, d. h.

getrennt beschrieben werden kénnen.

4.3.2 Ergebnisse fiir das homogene System bei Annahme des Was-
sergasgleichgewichts

Um die Konzentrations- und Temperaturverlaufe auf Basis der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik
zu berechnen, muf lediglich die Differentialgleichung (4.3) gelost werden. Die iibrigen
Speziesmassenbriiche lassen sich dann mit den in Kapitel 4.2.2 vorgestellten Gleichungen
berechnen. Da Druck und Enthalpie in einem adiabaten, homogenen System konstant
sind, konnen mit ihrer Hilfe alle iibrigen thermodynamischen Grofen wie Temperatur,
Dichte und spezifische Warmekapazitit bestimmt werden. Hierzu wurde das Programm
SENKIN entsprechend modifiziert und erweitert, so daf die angestrebte Kompatibilitit
zum CHEMKIN-Format gewéhrleistet wurde. Die erforderlichen Unterprogramme der 2-
Bereich-1-Schritt Kinetik sind modular aufgebaut und kdnnen ohne grofen Aufwand in
andere CHEMKIN-basierte Programme integriert werden, wie z. B. den in Kapitel 5
beschriebenen PDF-Préiprozessor.
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Abbildung 4.4: Ergebnisse der 2-Bereich Kinetik im homogenen System fiir fette und
stochiometrischeBedingungen unter Annahme des Wassergasgleichgewichts. Dicke Linien:
2-Bereich Kinetik, diinne Linien: detaillierte Kinetik.



115

0.15 742500
A=1.4 ]
Tu=298K - 2000 f
_\@ 0.1 /i §
3 41500 ®
- ] 8
> 0.05 - 1000 qE>
] —
. 4500
0.006 | - 0.003 >
2 - . <
iﬁ B ] =
B H - (®)]
2 0.004F O J0.002 2
= - - ~
0.002 |- -=0.001
B '
B \J
L L BT NN
00 10
0.15 742500
A=1.4 ]
Tu=698K 42000 X
/ ~
g’ 0.1 j//; 5
I e Z731500 B
- ] 8
> 0.05 - 1000 qE>
] —
4500
OF - .
0.006 | OH‘_ - 0.003 >
g BT
B B N [®))
X' 0.004 - 7 y =10.002 f
~ - S ko g
> B hy e) v >
0.002 | \\\ ‘4 0.001
¥ SPONNS
- e H : . \ ~ O\
0 I 1 [ o e o 0
0 0.25 0.5 0.75 1

Reaktionsfortschritt ¢

Abbildung 4.5: Ergebnisse der 2-Bereich Kinetik im homogenen System fiir magere Bedin-
gungen und unterschiedliche Vorwiarmtemperaturen unter Annahme des Wassergasgleich-
gewichts. Dicke Linien: 2-Bereich Kinetik, diinne Linien: detaillierte Kinetik.
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Die Abbildungen 4.4 und 4.5 zeigen Vergleiche von detaillierter und 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik bei Annahme des Wassergasgleichgewichts. Dargestellt sind Temperatur- und
Konzentrationsverldufe fiir drei unterschiedliche Luftzahlen 0.8, 1.0 und 1.4 fiir eine Vor-
warmtemperatur von 7T, = 298K sowie fiir eine Luftzahl von 1,4 und eine Vorwarmtem-
peratur von 7T, = 698K. Der durch die 2-Bereich Kinetik postulierte lineare Verlauf der
Konzentrationen im Bereich der Reaktionszone ist deutlich erkennbar. Einzige Ausnah-
me bildet der Wasserstoff, der ein deutliches nicht-lineares Verhalten zeigt. Dies liegt in
den Reaktionen der C1-Kette und des H/O-Systems begriindet, an denen der Wasserstoff
makgeblich beteiligt ist. Da eine Einschrittkinetik immer einen linearen Zusammenhang
der Konzentrationen bedingt, ist offensichtlich, dafs die korrekte Vorhersage der Wasser-
stoffkonzentration die Beriicksichtigung von mindestens drei Parallelreaktionen erfordert.
Wie der detaillierte Mechanismus zeigt, sind in der Brennstoffabbauzone die Konzentra-
tionen von O, H und OH verschwindend gering. Grund sind, wie bereits in Kapitel 3.1.1
ausgefiihrt, die Zwischenprodukte des Brennstoffabbaus (CHz, CHO,, CHO, etc.), die die
iiber die Reaktionen (R1)-(R3) gebildeten Atome, bzw. Radikale O,H und OH nahezu voll-
stindig abbauen. O,H und OH treten daher erst in der Ausbrandzone in nennenswerten
Konzentrationen auf.

An die Reaktionszone schliefit sich im realen System, wie es durch die detaillierte
Kinetik wiedergegeben wird, eine Ubergangszone an, in der die Annahmen, auf denen
die 2-Bereich Kinetik im Ausbrandbereich basiert, noch nicht erfiillt sind. Die Breite
der Ubergangszone lift sich an dem an- und wieder absteigenden Konzentrationsverlauf
der Kettentrager O, H und OH festmachen. Wie Abbildung 4.3 zeigt, sind die Quasi-
stationaritdtsannahmen des Wasserstoffatoms und damit aller anderen Radikale erst im
Bereich abfallender Konzentrationen niherungsweise erfiillt. Die Breite der Ubergangs-
zone nimmt, in Ubereinstimmung mit Ergebnissen der RRA-Analyse, mit abnehmender
Luftzahl (zunehmender Brennstoffzahl) zu. Die grundlegende Annahme eines sequentiel-
len Verbrennungsverlaufs verliert daher unter fetter werdenden Bedingungen zunehmend
an Giiltigkeit. Grund fiir dieses Verhalten ist die mit abnehmender Luftzahl (zunehmen-
der Brennstoffzahl) steigende Konzentration der Zwischenprodukte des Brennstoffabbaus
bei gleichzeitiger Abnahme der Konzentrationen von O, H und OH. Im Ausbrandbereich
liefert die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik bei Annahme des Wassergasgleichgewichts fiir die
stabilen Produkte CO, H,O und CO, unter fetten Bedingungen erwartungsgeméf nur be-
friedigende Ubereinstimmungen mit der detaillierten Kinetik. Mit zunehmender Luftzahl
(abnehmender Brennstoffzahl) nimmt aber auch die Fahigkeit der 2-Bereich Kinetik zu,
die Konzentrationsverldufe richtig vorherzusagen. Bei Betrachtung der Abbildungen 4.4
und 4.5 fillt auf, dak auch unter mageren Bedingungen die Kriimmung der Konzentra-
tionsverlaufe fiir alle Komponenten im Ausbrandbereich qualitativ falsch wiedergegeben
werden. Die Annahme des Wassergasgleichgewichts ist offensichtlich nicht fiir den ge-
samten Ausbrandbereich giiltig. Eine Analyse der Reaktionsgeschwindigkeiten zeigt dann
auch, daR die Reaktionsgeschwindigkeit ¢;; nur im Bereich unmittelbar nach der Uber-
gangszone und nahe des thermodynamischen Gleichgewichts grofer als die Reaktionsge-
schwindigkeit g1 ist, und somit die Annahme einer langsamen CO-Oxidation zu besseren
Ergebnissen fiihren sollte.

Die schlechte Vorhersage der Wasserstoffkonzentration im Ausbrandbereich bedingt
auch die anhand der Abbildungen 4.4 und 4.5 ersichtliche mangelhafte Wiedergabe der
O-, H- und OH-Konzentrationen. Dies hat wiederum eine falsche Vorhersage der Reakti-
onsgeschwindigkeiten zur Folge.

Abschliefend sei angemerkt, daf die Konzentration des Wasserstoffs am Ubergang von
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Reaktions- zu Ausbrandzone mafgeblich durch die Gleichgewichtskonstante K bestimmt
ist (siehe Gl. (4.18) und (4.19)). Da die Annahme des Wassergasgleichgewichts unter den
Bedingungen der Ubergangszone aber nur miRig erfiillt ist, muk davon ausgegangen wer-
den, da® die Konzentrationen des Wasserstoffs iiber Gleichung (4.18) nur ndherungsweise
wiedergegeben wird. Eine genauere Betrachtung zeigt, dal die Wasserstoffkonzentrati-
on in diesem Bereich zu hoch vorhergesagt wird (siehe auch Kapitel 3.1.5). Aus diesem
Grund wurde die Gleichgewichtskonstante K7y in Gleichung (4.18) mit einem ad hoc Fak-
tor von 0.5 multipliziert, um die in den Abbildungen 4.4 und 4.5 dargestellten Ergebnisse
zu erhalten.

4.3.3 Ergebnisse fiir das homogene System bei Annahme von
langsamer CO-Oxidation

Deutlich bessere Ergebnisse werden erzielt, wenn die CO-Oxidation als langsam und ein
quasistationdres Verhalten des Wasserstoffs angenommen wird. Die Ergebnisse mit die-
sem Modell sind in den Abbildungen 4.6 und 4.7 dargestellt, wiederum fiir ein fettes,
stochiometrisches und mageres Gemisch bei T,, = 298K sowie T,, = 698K. Die 2-Bereich-
1-Schritt Kinetik liefert in diesem Fall sehr gute Ergebnisse fiir alle Stochiometrien. Dies
zeigt sich bei Betrachtung der Ausbrandzone, wo alle Konzentrationsverldufe inklusive der
Radikale hervorragend wiedergegeben werden. Dies gilt insbesondere im Hinblick auf die
groben Vereinfachungen, auf denen die Kinetik beruht. Da die Gleichgewichtskonzentra-
tionen durch die 2-Bereich Kinetik ebenfalls richtig vorhergesagt werden, stimmen auch
die adiabaten Verbrennungstemperaturen fast miteinander iiberein.

Die Annahme einer langsamen CO-Oxidation erweist sich unter homogenen Bedin-
gungen der Annahme eines Wassergasgleichgewichts als iiberlegen. Quantitativ und vor
allem qualitativ wird die Wasserstoffkonzentration im Ausbrandbereich sehr gut wieder-
gegeben. Daher findet sich auch fiir die Konzentrationen von O, H und OH eine gute
Ubereinstimmung, die zur richtigen Berechnung der Reaktionsgeschwindigkeit und damit
des Ausbrandverhaltens entscheidend sind. Fiir zunehmende Brennstoff/Luft Verhéltnisse
nimmt jedoch auch unter Voraussetzung einer langsamen CO-Oxidation die Féhigkeit der
2-Bereich-1-Schritt Kinetik ab, die O-, H-, und OH-Konzentrationen vorherzusagen. Ur-
sache sind wiederum die Zwischenprodukte des Brennstoffabbaus, die durch die 2-Bereich
Kinetik nicht beriicksichtigt werden. Sie werden nur implizit iiber die Konzentration des
Brennstoffs und damit iiber den Korrekturfaktor @ erfakt. Gleichung (4.49) ist aber un-
ter der Voraussetzung magerer Gemische abgeleitet worden, und verliert daher fiir kleine
Luftzahlen ihre Giiltigkeit. Gleichung (4.49) liefe sich verbessern, indem man weitere Re-
aktionen der Cl-Kette beriicksichtigen wiirde. Dies wiederum erfordert die Kenntnis der
Konzentrationen von CHz, CHO, und CHO, was prinzipiell méglich, aber mit einem nicht
unerheblichen Aufwand verbunden ist. Da im Rahmen dieser Arbeit fast ausschlieflich
magere Methan/Luft Vormischflammen betrachtet werden, fiir die die 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik in ihrer vorgestellten Formulierung sehr gute Ergebnisse liefert, ist obige Korrek-
turmoglichkeit nicht weiter verfolgt worden.

4.3.4 Bestimmung der kinetischen Parameter

Neben dem stochiometrischen Koeffizienten v, sind noch die kinetischen Parameter der
Reaktion (I) in Gleichung (4.39) zu bestimmen, um die 2-Bereichs-Kinetik zu komplet-
tieren. Der Frequenzfaktor B, die Aktivierungstemperatur 74 sowie Reaktionsordnungen
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Abbildung 4.6: Ergebnisse der 2-Bereich Kinetik im homogenen System fiir fette und
stochiometrische Bedingungen bei einer Vorwiarmtemperatur von 298K unter Annahme
langsamer CO-Oxidation. Dicke Linien: 2-Bereich Kinetik, diinne Linien: detaillierte Ki-
netik.
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Abbildung 4.7: Ergebnisse der 2-Bereich Kinetik im homogenen System fiir magere Be-
dingungen und unterschiedliche Vorwdrmtemperaturen unter Annahme langsamer CO-
Oxidation. Dicke Linien: 2-Bereich Kinetik, diinne Linien: detaillierte Kinetik.
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n und m hingen von der Art des Brennstoffs ab und sind mehr oder weniger starke
Funktionen des Drucks, der Vorwirmtemperatur und der Stéchiometrie.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden die Reaktionsordnungen sowie die Aktivierungs-
temperatur fiir den betrachteten Bereich konstant gehalten. Die Aktivierungstemperatur
stellt eine Schwelle fiir das Anlaufen der Reaktion dar und bestimmt daher den Anstieg
von ¢ (c). Eine gute Ubereinstimmung mit Ergebnissen der detaillierten Kinetik lieferte
eine Aktivierungstemperatur von T4 = 22850K, ein Wert, der von SANCHEZ ET AL. [196]
vorgeschlagen wurde. Fiir die Reaktionsordnungen beziiglich des Brennstoffs und des Sau-
erstoffs wurde n = 1 und m = 2 gewahlt. Diese Werte orientieren sich zum einen an Wer-
ten aus der Literatur [235, 177, 196] zum anderen lieferte dieser Parametersatz die besten
Ergebnisse sowohl fiir das homogene System als auch die laminare Vormischflamme.

Der Frequenzfaktor B bestimmt das Maximum der Reaktionsgeschwindigkeit und
wird, wie in Kapitel 4.2.4 erldutert, als Funktion von Stochiometrie, Vorwdrmtemperatur
und Druck betrachtet. Gleichung (4.44) und (4.45) driicken diese Abhéngigkeiten aus,
erfordern aber die Bestimmung zweier Parameter, des Referenzfrequenzfaktors B° und
des Exponenten ni, der den Stéchiometrieeinflufs beschreibt. Um diese Parameter zu be-
stimmen, wurde die laminare Flammengeschwindigkeit fiir Stochiometrien von A = 0.75
bis A = 1.75 und Vorwirmtemperaturen von 298K, 498K sowie 698K unter Verwendung
des detaillierten Mechanismus berechnet. Die so ermittelten Werte dienten als Referenz-
werte fiir die 2-Bereich Kinetik. Der Frequenzfaktor B° wurde fiir ein stéchiometrisches
Brennstoff/Luft Gemisch (A = 1) bei der Referenztemperatur 7° = 298K bestimmt. Die
Konzentrationsverldufe in der Reaktionszone héingen von den Konzentrationen am Zonen-
iibergang und somit von der Kinetik in der Ausbrandzone ab. Daher ergeben sich fiir den
Faktor B° unter Annahme des Wassergasgleichgewichts bzw. der langsamen CO-Oxidation
leicht unterschiedliche Werte von B° = 1.0-10%m®*K/mo1.s bzw. B° = 1.3-10%m*K/mo1.s. Um
den Exponenten n; zu bestimmen, wurden fiir die Referenzwerte der Flammengeschwin-
digkeit die entsprechenden Frequenzfaktoren ermittelt, und anschliefend eine Regression
anhand von Gleichung (4.45) durchgefiihrt. Ergebnis dieser Anpassung ist ein Exponent
von ny; = 0.5.

Die Funktionen fiir den stochiometrischen Koeffizienten vo, und den Frequenzfaktor
B konnen nur bestimmt werden, wenn ausreichend Mefergebnisse oder eine detailliertere
Kinetik existieren. Deshalb wurde untersucht, inwieweit die Flammengeschwindigkeit als
charakteristische Gréfte der Vormischverbrennung von diesen Funktionen abhéngt. Hierzu
wurde zum einen der stochiometrische Koeffizient v, mit 1.5 konstant gehalten, und zum
anderen der Frequenzfaktor iiber die vereinfachte Beziehung

B=p (g)m (Ze)® (T, — T,) " exp (_%) (£>2 (4.55)

pO

beschrieben. Gleichung (4.55) beriicksichtigt im Gegensatz zu Gleichung (4.44) die St6-
chiometrieabhéngigkeit nur noch indirekt iiber die adiabte Verbrennungstemperatur, die
eine starke Funktion der Luftzahl ist (siche Anhang A.4).

4.3.5 Ergebnisse fiir die laminare Vormischflamme bei Annahme
des Wassergasgleichgewichts

Die Abbildungen 4.8 und 4.9 zeigen exemplarisch berechnete Temperatur- und Konzen-
trationsverldufe bei drei unterschiedlichen Luftzahlen sowie zwei Vorwiarmtemperaturen
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Abbildung 4.8: Vergleich berechneter Temperatur- und Konzentrationsverldufe einer Me-
than/Luft Vormischflamme fiir unterschiedliche Stéchiometrien und 7,, = 298K unter
Annahme des Wassergasgleichgewichts. Dicke ausgezogene Line: 2-Bereich-1-Schritt Ki-
netik, diinne gestrichelte Linie: detaillierter Mechanismus, diinne strichpunktierte Linie:

Einschrittkinetik.
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Abbildung 4.9: Vergleich berechneter Temperatur- und Konzentrationsverlaufe einer ma-
geren Methan/Luft Vormischflamme fiir 7, = 298K und 7, = 698K unter Annahme
des Wassergasgleichgewichts. Dicke ausgezogene Line: 2-Bereich-1-Schritt Kinetik, diinne
gestrichelte Linie: detaillierter Mechanismus, diinne strichpunktierte Linie: Einschrittki-
netik.
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Abbildung 4.10: Vergleich berechneter Flammengeschwindigkeiten von Methan fiir Vor-
wiarmtemperaturen von 298K, 498K und 698K unter der Annahme des Wassergasgleich-
gewichts. Ausgezogene Linie: detaillierte Kinetik, gestrichelte Linie: 2-Bereich Kinetik mit
vo, nach Gl.(4.54) und B nach Gl.(4.46), strichpunktierte Linie: 2-Bereich-Kinetik mit
Vo, = —1.5 und B nach Gl.(4.46), punktierte Linie: 2-Bereich Kinetik mit v, = —1.5
und B nach GL(4.55).
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unter Annahme des Wassergasgleichgewichts. Verglichen werden jeweils Ergebnisse basie-
rend auf der detaillierten Kinetik (GRI-Mechanismus [207]), einer Einschrittkinetik (siehe
Anhang A.3) und der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik.

Ein Vergleich der Temperaturprofile verdeutlicht die Uberlegenheit der 2-Bereich-1-
Schritt Kinetik iiber eine gewohnliche Einschrittkinetik. Dies gilt vor allem fiir fette
und nahestochiometrische Gemische, bei denen die Konzentrationen von CO und H,
nicht mehr vernachléssigt werden kénnen. Die Ergebnisse der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik
und die des detaillierten Mechanismus weisen hingegen insgesamt eine gute Ubereinstim-
mung auf, offenbaren aber auch einige Defizite. Diese lassen sich vor allem an den Kon-
zentrationsverlaufen der stabilen Zwischenprodukte CO, und Hy festmachen. Wahrend
die Gleichgewichtswerte gut iibereinstimmen, weichen die Profile in der Reaktionszone
deutlich voneinander ab. Diese Abweichung laft sich iiber den gesamten untersuchten
Stochiometrie- und Vorwdrmtemperaturbereich beobachten, hat aber auf die Vorhersa-
gegenauigkeit der Flammengeschwindigkeiten keinen nennenswerten Einfluf. Dies zeigt
Abbildung 4.10, in der die mit Hilfe der 2-Bereich-1-Schritt-Kinetik sowie des detail-
lierten Mechanismus berechneten Flammengeschwindigkeiten eingetragen sind. Die Ursa-
che hierfiir liegt im Temperaturprofil, durch welches die Warmefreisetzungs- und damit
die Flammengeschwindigkeit bestimmt ist (siehe Kapitel (3.1)). Da das Temperaturprofil
durch die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik gut wiedergegeben wird, stimmen auch die berech-
neten Flammengeschwindigkeiten gut mit denen des Referenzmechanismus iiberein. Die
Grafik veranschaulicht auch den Einflufk des Frequenzfaktors B und des stochiometri-
schen Koeffizienten vp, auf die Qualitiit der Ergebnisse. Die beste Ubereinstimmung von
2-Bereich-1-Schritt Kinetik, dargestellt durch die gestrichelte Linie, und Referenzmecha-
nismus, dargestellt durch die durchgezogene Linie, ergibt sich erwartungsgeméf bei Ver-
wendung der komplexen Funktionen fiir den stochiometrischen Koeffizienten (4.54) sowie
den Frequenzfaktor (4.43). Wird der funktionale Zusammenhang vo, (¢, 7,) durch einen
konstanten Wert vo, = —1.5 ersetzt, so ist das Ergebnis nur unwesentlich schlechter. Einen
groferen Einfluf besitzt die Form des funktionalen Zusammenhangs B (¢, T,). Wird die
Stochiometrieabhéngigkeit nur iiber die adiabate Verbrennungstemperatur beriicksichtigt,
so werden die Flammengeschwindigkeiten im nahestéchiometrischen und fetten Bereich
falsch wiedergegeben. Die Abweichungen werden dabei mit zunehmender Vorwarmtempe-
ratur grofer. Im mageren Bereich liefert die Kinetik mit der vereinfachten Funktion (4.55)
jedoch ausreichend genaue Ergebnisse.

4.3.6 Ergebnisse fiir die laminare Vormischflamme bei Annahme
langsamer CO-Oxidation

Die Abbildungen 4.11 und 4.12 zeigen die Temperatur- und Konzentrationsprofile von
laminaren Vormischflammen wiederum fiir die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik (dicke ausge-
zogene Linie), den Referenzmechanismus (diinne gestrichelte Linie) und den Einschrittme-
chanismus (diinne strichpunktierte Linie). Im Gegensatz zum Abschnitt 4.3.5 werden bei
der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik die Konzentrationen im Ausbrandbereich unter Annahme
einer langsam verlaufenden CO-Oxidation berechnet. Die Ubereinstimmung der Verliufe
fiir den untersuchten Stochiometrie- und Vorwiarmtemperaturbereich im Vergleich zum
Referenzmechanismus ist sehr gut. Dies gilt auch fiir die CO-Konzentrationen, die im
Vergleich zu den unter Annahme des Wassergasgleichgewichts berechneten sowohl in der
Ausbrand- als auch in der Reaktionszone gut iibereinstimmen. Die Konzentrationen des
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Wasserstoffs hingegen wird im Ausbrandbereich immer zu hoch vorhergesagt, da die Um-
satzgeschwindigkeit des Wasserstoff wy, aufgrund der Quasistationaritdtsannahme gleich
null ist. Der Vorteil der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik gegeniiber einer globalen Einschritt-
kinetik, die keine Aussage iiber diese Konzentrationen liefert, ist aber offensichtlich.

Die Annahme einer langsam verlaufenden CO-Oxidation ist nur fiir nahestéchiome-
trische und magere Gemische giiltig. Fiir fette Gemische besitzen die Bestimmungsglei-
chungen (4.21) und (4.22) keine Losung mehr, so daf in den Abbildungen 4.11, 4.12 und
4.13 nur Flammenstrukturen bzw. Flammengeschwindigkeiten fiir Luftzahlen von 1.0, 1.45
sowie 1.75 dargestellt sind.

Abbildung 4.13 zeigt den Vergleich berechneter Flammengeschwindigkeiten. Die ausge-
zogene Linie steht fiir den Referenzmechanismus, wéhrend die gestrichelten der 2-Bereich-
1-Schritt Kinetik unter Verwendung der funktionalen Zusammenhénge (4.46) und (4.54)
entsprechen. Die Ergebnisse der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik zeigen in diesem Fall im Be-
reich magerer Gemische fiir die untersuchten Vorwiarmtemperaturen eine herausragende
Ubereinstimmung mit dem Referenzmechanismus. Wird fiir den stéchiometrischen Koef-
fizienten wie in Abschnitt 4.3.5 ein konstanter Wert von v, = —1.5 angenommen ergibt
sich der durch die strichpunktierte Linie dargestellte Verlauf der Flammengeschwindigkeit.
Unter dieser Voraussetzung weicht die berechnete Flammengeschwindigkeit im nahesto-
chiometrischen Bereich bei hoheren Vorwiarmtemperaturen deutlich von den Referenzwer-
ten ab.
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Abbildung 4.11: Vergleich berechneter Temperatur- und Konzentrationsverlaufe einer sto-
chiometrischen und mageren Methan/Luft Vormischflamme fiir 7,, = 298K unter An-
nahme des Wassergasgleichgewichts. Dicke ausgezogene Line: 2-Bereich-1-Schritt Kinetik,
diinne gestrichelte Linie: detaillierter Mechanismus, diinne strichpunktierte Linie: Ein-
schrittkinetik.
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Abbildung 4.12: Vergleich berechneter Temperatur- und Konzentrationsverlaufe zweier
mageren Methan/Luft Vormischflammen fiir 7,, = 698K unter Annahme des Wassergas-
gleichgewichts. Dicke ausgezogene Line: 2-Bereich-1-Schritt Kinetik, diinne gestrichelte

Linie: detaillierter Mechanismus, diinne strichpunktierte Linie: Einschrittkinetik.
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Abbildung 4.13: Vergleich berechneter Flammengeschwindigkeiten von Methan fiir Vor-
warmtemperaturen von 298K, 498K und 698K unter der Annahme langsamer CO-
Oxidation. Ausgezogene Linie: detaillierte Kinetik, gestrichelte Linie: 2-Bereich Kinetik
mit vo, nach GL.(4.54) und B nach Gl.(4.46), strichpunktierte Linie: 2-Bereich-Kinetik,
mit vg, = —1.5 und B nach GI.(4.46).
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4.4 [Ergebnisse der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir ho-
here Kohlenwasserstoffe

Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik wurde urspriinglich mit dem Ziel entwickelt, die Verbren-
nung komplexer Kohlenwasserstoffgemische wie z. B. Kerosin unter Beriicksichtigung sta-
biler Zwischenprodukte mit Hilfe einer Einschrittkinetik beschreiben zu kénnen. Da fiir
solche Brennstoffe noch keine ausreichend validierten Reaktionsmechanismen wie im Fall
das Methans existieren, bleibt als Validierungsgréfe nur die Flammengeschwindigkeit, die
sich im allgemeinen recht einfach bestimmen la#t. Zur Demonstration der Leistungsfahig-
keit des Konzepts der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik wurde dieses daher auf die Brennstoffe
Propan und Kerosin angewendet.

4.4.1 Ergebnisse der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir Propan

Fiir Propanflammen existieren sowohl Messungen der Flammengeschwindigkeit als auch
ein detaillierter Mechanismus von Warnatz [229]. Dieser diente als Referenzmechanismus,
an den die Parameter vg, , B° und n; der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik angepaft wur-
den. Die Funktion vo, wurde mit der in Abschnitt 4.3.1 beschriebenen Methodik durch
homogene Reaktorrechnungen ermittelt:

(4.56)

0.0813
Vo, = —4.695 + 1.897 - exp [— } .

¢

Die Werte der iibrigen Parameter konnen der Tabelle A.5 im Anhang A.5 entnommen
werden.

In Abbildung 4.14 sind die Ergebnisse der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik denen des de-
taillierten Mechanismus (ausgezogene Linie) und den Experimenten von LINDOW [133]
(Symbole) gegeniiber gestellt. Um die Flammengeschwindigkeit iiber den interessieren-
den Stochiometriebereich wiedergeben zu kénnen, wurden die Konzentrationen im Aus-
brandbereich unter Annahme des Wassergasgleichgewichts berechnet. Die beste Uber-
einstimmung liefert erwartungsgemaf die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik mit v, nach Glei-
chung (4.56) und B nach Gleichung (4.46) , dargestellt durch die gestrichelte Linie. Wird
hingegen ein stochiometrieunabhéngiger, konstanter Koeffizient vo, = —3.5 angesetzt,
treten im Bereich hoher Luftzahlen méfkig grofe Abweichungen auf. Die vom Referenzme-
chanismus vorhergesagten magere Verloschgrenze wird auch durch die 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik wiedergegeben.

Anzumerken ist, dak die mit dem Referenzmechanismus berechneten Flammenge-
schwindigkeiten mit ca. 5% von den experimentellen Werten abweichen. Diese Differenz
kann daher als Toleranz der Vorhersagegenauigkeit der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik inter-
pretiert werden, die diese sicher einhélt.

4.4.2 Ergebnisse der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir Kerosin

Im Gegensatz zu Propan existieren fiir Kerosin noch keine detaillierten Reaktionsme-
chanismen, da dieses ein komplexes Gemisch unterschiedlicher aliphatischer, zyklischer
und aromatischer Kohlenwasserstoffe ist. Zudem gibt es fiir Kerosin keine exakt vorge-
schriebene Zusammensetzung sondern nur Vorgaben hinsichtlich des Brennwerts. Aroma-
tische Verbindungen konnen z. B. in dem Kerosin Jet-A zwischen 7% und 20% enthalten
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Abbildung 4.14: Vergleich gemessener und berechneter Flammengeschwindigkeiten von
Propan fiir Vorwdrmtemperaturen von 298K. Symbole: Experimente von LINDOW [133],
ausgezogene Linie: detaillierte Kinetik nach WARNATZ [229], gestrichelte Linie: 2-Bereich
Kinetik mit vo, nach GL.(4.56) und B nach GI.(4.46), strichpunktierte Linie: 2-Bereich-
Kinetik, mit vo, = —3.5 und B nach GI.(4.46).
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sein, was sich wiederum auf die innere Flammenstruktur auswirkt. Diese Unspezifiziert-
heit des Brennstoffs erschwert damit die Entwicklung und Validierung eines detaillierten
Mechanismus erheblich. Die Flammengeschwindigkeit als globale Grofe der Warmefrei-
setzungsgeschwindigkeit ist aber relativ insensitive gegeniiber den Zusammensetzungs-
schwankungen [102], weshalb sie als Validierungsgrofe fiir die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik
herangezogen werden kann. Am Engler-Bunte-Institut wurden in der Vergangenheit von
LAUER [129] die Flammengeschwindigkeiten von vorverdampftem Jet-A bei unterschiedli-
chen Vorwiarmtemperaturen vermessen. Anhand dieser Flammengeschwindigkeiten wurde
mit einem als konstant angenommenen stochiometrischen Koeffizienten von

Vyein = —11.5 (4.57)

die Parameter B° und n; bestimmt. Die Aktivierungstemperatur wurde der einer Ein-
schrittreaktion von Dekan gleichgesetzt, wihrend die Reaktionsordnungen des kinetischen
Ansatzes von Propan iibernommen wurden. In Tabelle A.5 im Anhang A.5 findet sich ei-
ne Zusammenstellung der kinetischen Parameter. Um den fetten Stochiometriebereich
abdecken zu konnen, wurde wie im Fall des Propans von der Giiltigkeit des Wassergas-
gleichgewichts ausgegangen.

Abbildung 4.15 vergleicht die mit Hilfe der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik berechneten
Flammengeschwindigkeiten mit den experimentell bestimmten fiir unterschiedliche Vor-
wirmtemperaturen. Die Ubereinstimmung fiir die dargestellten Vorwirmtemperaturen
von 469K, 498K und 534K iiber den interessierenden Stochiometriebereich ist durchweg
sehr gut. Die Ergebnisse fiir Kerosin verdeutlichen noch einmal anschaulich das Potential
der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik hinsichtlich der Beschreibung des Verbrennungsverlaufs
nicht exakt spezifizierter technischer Brennstoffe.
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Abbildung 4.15: Vergleich gemessener und berechneter Flammengeschwindigkeiten von
Jet-A fiir Vorwdrmtemperaturen von 469K, 498K und 534K. Symbole bezeichnen Expe-
rimente von LAUER ET AL. [129], ausgezogene Linien Ergebnisse der 2-Bereich Kinetik.
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4.5 Schlufifolgerungen

Im Rahmen dieser Arbeit wurde eine ,,2-Bereich-1-Schritt Kinetik* entwickelt, mit deren
Hilfe die Verbrennung von Kohlenwasserstoffen auf Basis einer einzigen Reaktionsfort-
schrittsvariablen beschrieben wird. Im Gegensatz zu gingigen Einschrittreaktionen ist
die Kinetik aber auch in der Lage die Konzentrationen der stabilen Zwischenprodukte
CO und H, wiederzugeben. Hierzu wird der Verbrennungsverlauf in zwei Abschnitte, die
Brennstoffabbau- sowie die Ausbrandzone, unterteilt. In diesen beiden Bereichen wird
die Kinetik der Verbrennung jeweils mittels einer Einschrittreaktion beschrieben, was so-
mit auch den Namen des Konzepts erklirt. Die Konzentrationen im Ausbrandbereich
konnen entweder iiber die Annahme des Wassergasgleichgewichts oder die Quasistationa-
ritdtsannahme fiir Wasserstoff berechnet werden. Damit sind auch die Konzentrationen
der Radikale H, OH und O einer iiberschliagigen Berechnung zugéinglich, und die Reakti-
onsgeschwindigkeit der CO/Hy-Oxidation kann mit Hilfe bekannter Elementarreaktionen
beschrieben werden. In der Brennstoffabbauzone ist es hingegen nicht moglich, Aussa-
gen iiber die Radikalkonzentrationen zu treffen, so daf der Verbrennungsverlauf iiber
eine Bruttoreaktion dargestellt werden muf. Zur Beschreibung des Brennstoffabbaus sind
daher Angaben hinsichtlich des Frequenzfaktors, der Aktivierungstemperatur und der
Reaktionsordnungen erforderlich. Auferdem ist ein stochiometrischer Koeffizient fiir den
Brennstoffabbau zu bestimmen. Reaktionsordnung und Aktivierungstemperatur sind im
Rahmen dieser Arbeit der Literatur entnommen worden, wihrend der stéchiometrische
Koeffizient und der Frequenzfaktor an Ergebnisse von Referenzmechanismen oder gemes-
sene Flammengeschwindigkeiten angepafst wurden.

Das Konzept der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik wurde anhand der Methanverbrennung
sowohl in einem homogenen System als auch fiir eine Vormischflamme erfolgreich vali-
diert. Hierbei zeigte sich, daft die Annahme einer langsamen CO-Oxidation zu einer sehr
guten Ubereinstimmung der Ergebnisse von detailliertem Referenzmechanismus und der
2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir nahestochiometrische und magere Gemische fiihrt. Aller-
dings ist die Annahme einer langsamen CO-Oxidation nicht fiir fette Gemische anwend-
bar, weshalb in diesem Fall die Verbrennung auf Grundlage des Wassergasgleichgewichts
in der Ausbrandzone berechnet werden muf. Auch wenn die Konzentrationsverldufe der
Zwischenprodukte nicht so gut wiedergegeben werden, 14t sich die Flammengeschwindig-
keit und somit die Wérmefreisetzungsgeschwindigkeit als globales Maf der Flammencha-
rakteristik sehr gut vorhersagen. Im Rahmen dieser Arbeit wurden jedoch ausschlieflich
stochiometrische und magere Vormischflammen betrachtet weshalb fiir die erforderlichen
Verbrennungsrechnungen auf die Annahme einer langsamen CO-Oxidation zuriickgegrif-
fen werden konnte.

Die wesentliche Annahme der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist die scharfe Unterteilung
des Reaktionsverlaufs in Brennstoffabbau und Ausbrand der Zwischenprodukte. Uber die
Annahme des Wassergasgleichgewichts bzw. der Quasistationaritit des Wasserstoffs sind
dann die Konzentrationen in der Ausbrandzone berechenbar. Wie eine erweiterte RRA
Analyse zeigt [47, 203], existiert aber zwischen Brennstoffabbau- und Ausbrandzone ein
Bereich, in dem das Wassergasgleichgewicht bzw. die Quasistationaritit des Wasserstoffs
nur ungeniigend erfiillt wird. Diese Zone nimmt mit der Brennstoffkonzentration und
steigender Vorwirmtemperatur zu, was eine fehlerhaften Vorhersage der Flammenstruktur
und somit auch der Brenngeschwindigkeit durch die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik zur Folge
hat. Es konnte aber gezeigt werden, daf diese Problematik durch die Einfiihrung eines
funktionalen Zusammenhangs fiir den stochiometrischen Koeffizienten teilweise korrigiert



134

werden kann, da durch ihn die Lage der Ubergangszone und somit die Flammenstruktur
bestimmt wird.

Um das Potential des Konzepts der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik zu demonstrieren, wur-
de sie neben Methan auch auf héhere Kohlenwasserstoffe, ndmlich Propan und Kerosin
angewendet. Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist insbesondere fiir technische Brennstoffe
wie Kerosin attraktiv, da es fiir diese noch keine zuverlidssigen Reaktionsmechanismen
gibt. Der Frequenzfaktor sowie der stochiometrische Koeffizient lassen sich ohne grofsen
Aufwand anhand gemessener Flammengeschwindigkeiten anpassen. Ergebnis ist eine sehr
gute Ubereinstimmung zwischen berechneten und gemessenen Flammengeschwindigkei-
ten iiber einen weiten Stochiometrie und Vorwirmtemperaturbereich, die das Konzept
vor allem fiir technische Anwendungen attraktiv macht.

Da die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik den vollstindigen Reaktionsverlauf und somit auch
alle thermodynamischen Grofen auf Basis einer einzigen Reaktionsfortschrittsvariablen
beschreibt, eignet sie sich hervorragend fiir das in Kapitel 5 vorgestellte Wahrschein-
lichkeitsdichtemodell, welches die Interaktion von Chemie und Turbulenz gekoppelt be-
schreibt.



Kapitel 5

Verbrennungsmodell auf Basis
angenommener

Wahrscheinlichkeitsdichten

5.1 Mathematische Grundlagen

Die turbulente Verbrennung ist ebenso wie die turbulente Stromung ein stochastischer
Prozess (siehe Kapitel 3.4.1). Deshalb konnen alle Feldgrofen als stochastische Variablen
¢ betrachtet werden, d. h. als Funktionen der kontinuierlichen Variablen des Ortes « und
der Zeit t. Eine vollstéindige Beschreibung einer Zufallsvariablen ¢ beinhaltet die Wahr-
scheinlichkeitsdichtefunktion Py (¢; z,t)' (PDF, engl.: Probability Density Function), die
als Ableitung der Verteilungsfunktion Dy(p; ,t) definiert ist (siehe z. B. [181]):

Py (p) = %m oF (5.1)

Der Zusammenhang zwischen diesen beiden Funktionalen an einem Ort « ist in Abbil-
dung 5.1 illustriert. Demnach ist die Wahrscheinlichkeit eine Zufallsgrofe ¢ innerhalb
eines Abstands dy um den Wert ¢ zu finden gegeben durch

Prob (p < ¢ < o+ dy) =Py (¢) dep. (5.2)

Dies impliziert die Normalisierungsbedingung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion, die
besagt, dafs die Wahrscheinlichkeit einen beliebigen Wert innerhalb des Wertebereichs der
Variable ¢ anzutreffen gleich eins ist:

/ Py (p)dp =1. (5.3)

Der Mittelwert einer beliebigen Funktion der Zufallsgrofe ¢ (x,t), Q (¢; ) , t, ist das so

genannte Zentralmoment der Zufallsgrofe um den Wert null, das auch als Erwartungswert
bezeichnet wird:

Q) = / Q) Py (0) . (5.4)

!Die Wahrscheinlichkeitsdichte P (p; x,t) ist eine Feldgrofe, die vom Ort @ und der Zeit ¢ abhéngt.
Der Ubersichtlichkeit wegen wird in den folgenden Gleichungen aber auf diese Kennzeichnung verzichtet.
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5t t D (¢) P(8)

Abbildung 5.1: Zur Definition der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion.

Da fiir den zeitlichen Mittelwert der Fluktuation ¢’ = 0 gilt, kann dieser nicht zur Charak-
terisierung der in der Stréomung auftretenden Schwankungen eingesetzt werden. Hierfiir
wird deshalb das zweite zentrale Moment, die so genannte Varianz eingefiihrt:

T0- [ (20)-T0) P 5.9

=Q* () —Q(e) .

Die Quadratwurzel der Varianz wird als Standardabweichung

Q7@ = Q@) s, (5.6)

oder auch als R.M.S-Wert (engl.: Root Mean Square) bezeichnet. Bei Kenntnis der PDF
kéonnen Momente beliebiger Ordnung bestimmt werden. Es ist umgekehrt jedoch nicht
moglich die PDF selbst bei Kenntnis aller Momente vollsténdig zu rekonstruieren [181].

Ist eine Funktion ) von mehreren stochastischen Variablen abhéngig, kann eine mul-
tivariable PDF, eine so genannte Verbundwahrscheinlichkeitsdichte (JPDF, engl.: Joint
Probability Density Function) eingefiihrt werden. Die JPDF von zwei Zufallsgrofen ¢ (x, t)
und x (x,t) ist definiert durch

d

Pox (0, %) = Wpdhx (,7) . (5.7)

Sowohl die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion Py, (¢, ) als auch die Verteilungsfunktion
Dy (p, 1) sind im zweidimensionalen Zustandsraum ¢ — v definiert. Demnach ist die
Wahrscheinlichkeit, ein Ereignis innerhalb des Bereiches dpdy um den Punkt (p,%) zu
finden, gegeben durch

Prob (¢ < ¢ < o +dep, 1 < x < ¢+ dip) = Py (0,1) dpdy. (5.8)

Der Mittelwert einer Feldgrofe @ (¢, v, x,t) berechnet sich analog zu Gleichung (5.4)
geméfs

Q.00 = / N / " Q) Py () dp i (5.9)
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Fiir die Varianz gilt folglich

TG0=[ [ () -Q60) Parleiideds.  (610)

Falls die zwei Zufallsgrofen ¢ (x,t) und x (@, t) nicht korreliert, d. h. statistisch von-
einander unabhéngig sind, kann die Verbundwahrscheinlichkeitsdichte als Produkt der
Einzelwahrscheinlichkeitsdichten P, () und P, (1) dargestellt werden:

Pox (9:0) = Py () - Py () - (5.11)

Die Annahme statistischer Unabhéngigkeit bildet hiufig die Grundlage fiir die Model-
lierung von turbulenten Verbrennungsvorgingen mit Hilfe angenommener Wahrschein-
lichkeitsdichtefunktionen. Der Grund ist jedoch nicht die Giiltigkeit der Annahme, deren
experimentelle Verifizierung sehr aufwendig ist, sondern mangelhafte Informationen iiber
die Form der Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion aufgrund fehlender Experimen-
te. Im Gegensatz dazu sind Einzelwahrscheinlichkeitsdichten, insbesondere von passiven
Skalaren, deutlich einfacher zu messen, weshalb PDF-Modelle haufig auf Gleichung (5.11)
zuriickgreifen.

Die Verbundwahrscheinlichkeitsdichte kann immer in ihre Einzelwahrscheinlichkeits-
dichte zerlegt werden, indem der Einflufs von nur einer Zufallsgrofe betrachtet wird

| Parteniav =), (5:12)

Da die obige Gleichung einer Projektion der JPDF auf einen Unterraum (Marginale), in
diesem Fall die ¢-Achse, darstellt, wird Py (¢) auch als marginale PDF bezeichnet.

Oftmals ist es ausreichend, anstelle des gesamten Zustandsraumes der JPDF nur einen
Unterraum zu betrachten, in dem eine der Zufallsvariablen einen bestimmten Wert an-
nimmt. Da die Wahrscheinlichkeit diese Randbedingung erfiillen mufs, spricht man in die-
sem Zusammenhang auch von konditionierten Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen. Dem-
nach beschreibt P (¢[1)")de die Wahrscheinlichkeit, daf sich ¢ (x,t) innerhalb des Ab-
stands de vom Wert ¢ befindet, wiahrend y (z,t) den Wert ¢ annimmt. Konditionierte
Mittelwerte bzw. Momente konnen in der gleichen Art und Weise ausgewertet werden wie
unkonditionierte PDFs, da beide die gleichen Eigenschaften besitzen.

Die in turbulenten reagierenden Strémungen auftretenden Dichtednderungen erfordern
eine Behandlung der Dichte als eine statistische Variable. Um ungeschlossene Terme, die
Informationen iiber Dichtefluktuationen benétigen, zu vermeiden, wurde in Kapitel 2.3
die dichtegewichtete Mittelung nach FAVRE eingefiihrt. In der gleichen Art und Weise 14t
sich nach einem Vorschlag von BILGER [14] unter Ausnutzung von Gleichung (5.12) eine
dichtegewichtete Wahrscheinlichkeitsdichte P definieren

Py () = %/Ooo PP, (0 ) dp, (5.13)

wobei die zeitlich mittlere Dichte aus der Favre-PDF zu

% = /000 %75(15 (p)dep (5.14)
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bestimmt werden kann. Die dichtegewichteten Mittelwerte und Varianzen lassen sich wie
bei reiner zeitlicher Mittelung berechnen

Q0= [ WP (5.15)
@0 = [ (ew-20) Py, (5.16)

wiahrend reynoldsgemittelte Grofen iiber

Q@ =7 [ LR e (6.17)

ausgewertet werden konnen. Ansonsten gelten fiir die dichtegewichteten PDFs die gleichen
Rechenregeln wie fiir eine rein zeitgemittelte PDF. BILGER [15] postuliert, da dichtege-
wichtete PDFs in dichtevariablen Stromungen in der gleichen Art und Weise modelliert
werden konnen wie zeitgemittelte PDFs in dichtekonstanten Stromungen. Wie in Ka-
pitel 2.3 bereits erldutert wurde, ist die Definition von dichtegewichteten Wahrschein-
lichkeitsdichtefunktionen zur Beschreibung turbulenter reagierender Stromungen deshalb
besonders vorteilhaft, da ihre Parameter durch favregemittelte Momente bestimmt wer-
den.
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5.2 Schlieffung des Reaktionsquellterms und Bestim-
mung der zeitlich mittleren Feldgrofien

Ist die Verbundwahrscheinlichkeitsdichte bekannt, kann der zeitlich mittlere Reaktions-
quellterm durch die folgende allgemeingiiltige Rechenvorschrift bestimmt werden:

wg (p, T,Y)
Wy = / / ’“;TY Pory (0,T,Y)dpdT dY;...dVy, . (5.18)

Diese Schliefsbedingung ist zwar prinzipiell durchfiihrbar, scheitert in der Praxis aber
an dem erforderlichen Berechnungsaufwand zur Bestimmung der PDF. Deshalb kommen
in allen zur Zeit verwendeten Verbrennungsmodellen, die auf Wahrscheinlichkeitsdichte-
funktionen basieren, reduzierte Mechanismen zum Einsatz. Damit kann die Anzahl der
Zustandsgrofen und damit die Dimensionalitdt der PDF drastisch reduziert werden. Ein
Ziel dieser Arbeit war deshalb die Entwicklung des in Kapitel 4 vorgestellten Konzepts
der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik, das den Reaktionsverlauf und den thermodynamischen
Zustand mit Hilfe einer einzigen Reaktionsfortschrittsvariablen beschreiben kann. Damit
vereinfacht sich Gleichung (5.18) erheblich, und der zeitlich mittlere Reaktionsquellterm
kann mit Hilfe einer eindimensionalen PDF ermittelt werden (siehe auch Kapitel 3.4.1):

W, = lu';c—(c)~ c)dc
wc—/o P (0 de. (5.19)

Im Rahmen dieser Arbeit wird die gesuchte PDF nicht mit Hilfe einer Transportgleichung,
sondern mittels einer angenommen Verteilungsfunktion (engl.: presumed pdf) bestimmt,
deren Parameter durch Momente der Reaktionsfortschrittsvariablen gegeben sind.

In der Literatur werden unterschiedliche generische Formen der PDF vorgeschlagen,
unter denen die S-Funktion und die abgeschnittene Gaufverteilung zu den erfolgreichsten
zahlen. Die Form beider Funktionen ist durch je zwei Parameter festgelegt, fiir die die
Gleichungen (5.15) und (5.16) ein geschlossenes Gleichungssystem darstellen. Dies erlaubt
bei bekanntem Mittelwert ¢ und bekannter Varianz ¢”? die Parameter der PDF aus

c= /00 P, (c) dc (5.20)

—0oQ

und

o = /_oo (c— 2P, (c)de (5.21)

o)

zu bestimmen. Fiir diese beiden Grofsen werden daher die beiden folgenden Transport-
gleichungen gelost:

a((fta+v-(ﬁaz):v-( PSe )+Ec (5.22)

»(7)

1 — L
. 2\ _ 12 2 2 ) DoC" . 92
5 +V (puc )-V ('OS ”2Vc )—i— pSP(VE) pc? + 2. (5.23)

tx

Die Transportgleichung fiir die Varianz (5.23) beruht auf folgenden Annahmen: Der Ein-
flufs der molekularen Diffusion ist gegeniiber dem turbulenten Transport vernachlassigbar,
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welcher ebenso wie der Produktionsterm pu'c” - V¢ iiber einen Gradientenansatz model-
liert wird. Die skalare Dissipationsrate px. = pDV¢” - V¢ wird iiber eine lineare Relaxa-
tionsannahme mit dem turbulenten Mischungszeitmaf ¢, verkniipft (siehe Kapitel 3.4.2).
Dieses Mischungszeitmaf kann iiber zwei Grenzfille abgeschitzt werden: Der Zerfallszeit
der grofsskaligen Wirbel

1k
T Ok, €
welche eine obere Abschitzung darstellt, oder der Zerfallszeit der dissipativen Wirbel-
strukturen

(5.24)

oty = (5.25)

X 77 CKU / .
welche den unteren Grenzfall beschreibt. Beide Modelle wurden im Rahmen dieser Arbeit
untersucht und werden im Ergebnisteil ausfiihrlich diskutiert.

Der Reaktionsquellterm in der Varianzgleichung (5.23)

1.
bl = /0 “;c((cc)) (c— )P, () de (5.26)
spiegelt den Einfluf des chemischen Umsatzes auf die Varianz des Reaktionsfortschritts
wieder. Auf der dem Frischgemisch zugewandten Seite wirkt w.c” als Quellterm, da die
chemische Reaktion Gradienten erzeugt und somit die Varianz erhoht. Auf der dem Rauch-
gas zugewandten Seite hingegen kommt es zu einer Anndherung des Reaktionsfortschritts
an seinem Gleichgewichtswert, was sich in einem Abbau der Varianz dufert. Einen Ein-
druck iiber die Abhingigkeit der beiden Reaktionsquellterme 1, /p und .c” /p vom Mittel-
wert ¢ und der Varianz des ¢"? der Reaktionsfortschrittsvariable vermittelt Abbildung 5.2.

Die modellierte Gleichung (5.23) besitzt zwei zusitzliche Parameter in Form der tur-
bulenten Schmidtzahl Sc¢; p des Produktionsterms sowie der Modellkonstante C'p des Dis-
sipationsterms. Wird die Schmidtzahl des Produktionsterms gleich der Schmidtzahl des
turbulenten Transportterms gesetzt, d. h. S¢;,p = Sc et dann verbleibt der Parameter
Ck, bzw. Uk, als einzige zu bestimmende Grofe. Fiir dlese werden in der Literatur Werte
von Ck, =1 — 11 bzw. Ck, = 0.28 vorgeschlagen (siehe z. B. [218, 107, 241]).

Um die FANS-Gleichungen sowie die Transportgleichungen fiir den Mittelwert und
die Varianz des Reaktionsfortschritts 16sen zu konnen, sind noch Informationen iiber die
zeitlich mittlere Massendichte erforderlich. Auferdem werden zur Berechnung der moleku-
laren Viskositét (2.35) Informationen iiber die Temperatur bendtigt. Die mittlere Dichte
ist nach Gleichung (5.14) iiber

1 1~
- - /0 P de (5.27)

berechenbar, wihrend jede beliebige favregemittelte Feldgrofe (Z, wie die Temperatur T’
oder der Massenbruch Y}, geméf Gleichung (5.15) iiber

o~ 1 o~
:/ ¢ (c)P.(c)de (5.28)
0
ausgewertet werden kann.

Das Gleichungssystem (5.19)-(5.28) konstituiert das Verbrennungsmodell auf Basis
einer angenommenen Wahrscheinlichkeitsdichte P, (c). Sie beinhaltet in diesem Modell alle
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Abbildung 5.2: Abhiingigkeit der Reaktionsquellterme ./p und w.c”/p vom Mittelwert
¢ und Varianz ¢ der Reaktionsfortschrittsvariable. Dargestellt sind die zeitlich mittleren
Quellterme fiir ein mageres Methan /Luft Gemisch (A = 1.25, Ty = 298K, p = 1bar). Fiir
die Verteilung des Reaktionsfortschritts wurde eine S-Funktion angenommen.
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Informationen iiber die Interaktion von Turbulenz und Chemie in Form ihrer Verteilung
als Funktion zweier Parameter, dem Mittelwert und der Varianz des Reaktionsfortschritts.
Die im Rahmen dieser Arbeit eingesetzten Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen werden im
nachsten Abschnitt vorgestellt.
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5.3 Angenommene Verteilungen

5.3.1 Abgeschnittene Gaufiverteilung

Die gemessenen Verteilungsfunktionen stochastischer Variablen kann hiufig durch eine
abgeschnittene Gaufverteilung angendhert werden. Sie stellt deshalb einen natiirlichen
Ansatz zur Erfassung der statistischen Eigenschaften dieser Variablen dar. Die Wahr-
scheinlichkeitsdichtefunktion der abgeschnittenen Gauffunktion ist definiert durch

P(c)=Ab(c) + B (1—c)+[H(c) —H(c—1)]CG (c) (5.29)

mit der Gaulifunktion

1 2 m 9

Glec) = o exp [— (c—cu)” /2¢2] . (5.30)
Hierbei bezeichnen ¢ (¢) die Diracfunktion, # (c¢) die Heavysidefunktion und ¢, sowie c,
der Erwartungswert bzw. die Varianz der Gauffunktion. Im Gegensatz zur Gaufsfunkti-
on (5.30), deren Giiltigkeitsbereich von —oo bis 400 reicht, ist die abgeschnittene Gauf-
funktion (5.29) auf das Intervall [0 : 1] beschrankt. Die Parameter ¢, und ¢, der Gauf-
funktion G sind daher nicht, wie Abbildung 5.3 beispielhaft zeigt, mit dem Erwartungs-
wert ¢ bzw. der ¢”2 der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion P (¢) identisch. Die gesuchten
Parameter der Gaukfunktion sind in den Gleichungen (5.20) und (5.21) nur implizit ent-
halten, weshalb sie nur mit Hilfe numerischer Verfahren bestimmt werden kénnen. Da die
Berechnung der Parameter innerhalb der Stréomungssimulation an jedem Knotenpunkt
durchgefiihrt werden miifite, ist offensichtlich, daf dies aufgrund des damit verbunde-
nen hohen Rechenaufwands nicht mdoglich ist. Deshalb wurde im Rahmen dieser Arbeit
ein Verfahren angewendet, das dem von LOCKWOOD und NAGUIB [139] beschriebenen
entlehnt ist. Die Parameter ¢, und ¢, werden dabei in einem der Stromungssimulation

vorangestellten Schritt als Funktion moglicher Kombinationen von ¢ und ¢”? mit Hilfe

B,

Abbildung 5.3: Zur Veranschaulichung der abgeschnittenen Gauffunktion.
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Abbildung 5.4: Beispiele fiir Verteilungen, die durch die abgeschnittene Gaufsfunktion
dargestellt werden konnen.

eines bindren Suchalgorithmus berechnet, und die Ergebnisse einer Tabelle abgelegt. Die
Auflésung der Tabelle wurde dabei so gewdhlt, dak der Fehler, der durch eine lineare
Interpolation entsteht, kleiner als 1% ist. Die aus dem Verfahren resultierende Tabelle ist
in Abbildung 5.5 dargestellt.

Die beiden Parameter A, und B, sind definiert durch [44]

A, = 0 Q(c)dc:—[l—erf( i )] (5.31)

— 00

Bc:/_iog(c)dc:%[1—erf<1\/_§§:)] . (5.32)

Die Normalisierungskonstante C, ergibt sich damit zu

2(1— A, — B.)

Ce= erf [c,/v/2¢,] + erf [(1 — ¢,) /vV/2¢,]

(5.33)

Abbildung 5.4 zeigt Beispiele fiir Verteilungen der abgeschnittene Gauffunktion , wo-
bei der Parameter d = ¢?/ (¢ (1 — ¢)) die normierte Varianz bezeichnet.

5.3.2 [-Funktion

Eine weitere, oft angewendete Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ist die S-Funktion. Sie
besitzt wie die abgeschnittene Gaufiverteilung zwei Parameter und ist durch

Ca—1 _ a1
P (C) — 10 (1 C) — — cca—l (1 _ C)
Jo et (1 —e)® " de

cp—1 r (Ca + Cb)
I (ca) T (co)

(5.34)
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Abbildung 5.5: Funktionaler Zusammenhang zwischen Mittelwert ¢ und Varianz ¢ sowie

den Parametern der Gaukfunktion ¢, und c,.
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Abbildung 5.6: Beispiele fiir Verteilungen, die durch die g-Funktion dargestellt werden
koénnen.

definiert. Die beiden Parameter ¢, und ¢, sind mit dem Mittelwert ¢ und der Varianz "2

iiber
Ca = 5(@ - 1) (5.35)

CIIZ

und

1

o=(1-0) (M - 1) (5.36)
C"2

verkniipft. Die S-Funktion hat den Definitionsbereich [0 : 1] und ist in der Lage unter-

schiedlichste Verteilungsformen abzubilden. Sie ist im Gegensatz zur abgeschnittenen

Gaufverteilung auch in der Lage asymmetrische sowie bimodale Verteilungen abzubil-

den. Die Abbildung 5.6 zeigt darstellbare Verteilungen der S-Funktion.
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5.4 Mischungsmodell

Die Anwendung des in Kapitel 5.2 vorgestellten Wahrscheinlichkeitsdichtemodells setzt
neben einer geeigneten 1-Schritt Kinetik ein adiabates System mit konstanter Element-
zusammensetzung, d. h. einem konstanten Mischungsbruch voraus. Diese Bedingung wird
nur von ideal vorgemischten Systemen erfiillt. Die in der vorliegenden Arbeit untersuch-
ten Freistrahlflammen brennen aber in die freie Umgebung und saugen dabei kalte Luft
an. Das Verbrennungsmodell muf daher um ein geeignetes Mischungsmodell erweitert
werden, um diesen Mischungsvorgang beschreiben zu konnen.

In einem isobaren, adiabten System, in dem keine Warmeverluste aufgrund von Rei-
bung, Wirmestrahlung oder Wérmeleitung an die Brennerdiise auftreten, besitzen die
Erhaltungsgleichung der Enthalpie (2.7) und des Mischungsbruchs (2.11) unter Voraus-
setzung konstanter Lewiszahlen die gleiche Form. Die Enthalpie ist dann eine eindeutige
Funktion des Mischungsbruchs, wihrend die Temperatur eine Funktion der Enthalpie und
der Zusammensetzung, d. h. des Mischungsbruchs f und der Reaktionsfortschrittsvaria-
ble c ist [34, 238]. Der Mittelwert einer beliebigen thermo-chemische Variable ¢, der nach
Gleichung (5.15) durch die allgemeine Beziehung

. 1 1 00 [es) .
[ [ ] 0w Y) Py 1Y) dpazay (5.37)
0 0 0 0

gegeben ist, reduziert sich somit auf

¢:/0 /0 ¢ (c, [)Pey(c, f)dedf . (5.38)

Kann weiterhin eine statistische Unabhéingigkeit von Reaktionsfortschritt und Mischungs-
bruch angenommen werden, 14kt sich die noch unbekannte Verbundwahrscheinlichkeits-
dichte P, ¢ in ihre marginalen Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen zerlegen:

By = Po-Pr. (5.39)

Damit Gleichung (5.38) ausgewertet werden kann, muf ¢ als Funktion von ¢ und f ausge-
driickt werden, und entweder die Verbundwahrscheinlichkeitsdichte ﬁc, 7 oder ihre margi-
nalen Wahrscheinlichkeitsdichten bekannt sein. Da im Rahmen dieser Arbeit statistische
Unabhéngigkeit von ¢ und f vorausgesetzt und von angenommen Verteilungen ausgegan-
gen wird, ist der Mittelwert ¢ eine Funktion der Mittelwerte und Varianzen von Reak-
tionsfortschritt bzw. Mischungsbruch, d. h. f, ¢? und f”2 Prinzipiell erlaubt diese
Betrachtungsweise unter den getroffenen Annahmen die Simulation beliebiger Flammen-
typen. Anwendungen dieses Modellierungsansatzes unter Verwendung der in Kapitel 4
vorgestellten Kinetik auf technisch relevante Systeme, wie z. B. Fluggasturbinen, finden
sich in den Arbeiten von HOFFMANN ET AL. [104, 103, 101]. Die Auswertung von Glei-
chung (5.38) kann entweder iiber Integration wihrend der Stromungsberechnung oder

Tabellierung von ¢ als Funktion von ¢, f ¢ und f”2 erfolgen. Diese Vorgehensweise
ist mit einem erheblichen numerischen Aufwand verbunden, der sich aber im Fall der im
Rahmen dieser Arbeiten betrachteten Vormischflammen deutlich reduzieren 1aft.

Eine Betrachtung der turbulenten Flammenfronten der untersuchten Freistrahlflam-
men ergibt, dal der Hauptumsatz beim Mischungszustand des Frischgemischs, d. h. f =
fr = 1 stattfindet. Die im Aufenbereich zustromende Umgebungsluft mischt somit fast
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Abbildung 5.7: Schematische Darstellung des zeitlich mittleren Mischungsfelds sowie der
momentanen Struktur einer turbulenten Vormischflamme.

ausschlieflich mit den Rauchgasen bzw. nicht umgesetztem Frischgemisch. Das zeitlich
mittlere Mischungsfeld sowie die momentane Struktur einer turbulenten vorgemischten
Freistrahlflamme ist schematisch in Abbildung 5.7 dargestellt.

Die Verbundwahrscheinlichkeitsdichte, die dieses System abbildet, kann durch die fol-
gende Gleichung beschrieben werden:

ﬁc,f(c,f):ﬁc(c)-ﬁf(f):5(c)Af5(f)+75()Bfa( —f):
(1—}) &) f5(1—f). (5.40)

Ay und By beschreiben hierbei die Wahrscheinlichkeit Umgebungsluft bzw. unreagiertes,
reagierendes oder ausgebranntes Gemisch vorzufinden. Mit Hilfe dieser Verbundwahr-
scheinlichkeitsdichte kann eine beliebige zeitlich mittlere thermo-chemische Variable im
Stromungsfeld iiber

o= [ [oen[(t-)s@st+P@fs0-n)asac
- (1_f) ¢(c=o,f:0)+f/ é(c, f = 1)P, (c)de (5.41)

berechnet werden. Das Integral in Gleichung (5.41) ist tabelliert und somit gb als Funktion

von ¢, ¢” und f bekannt. Die zeitlich mittlere Dichte ist unter Beriicksichtigung von
Gleichung (5.14) durch

(1-7) 58 (5)+Pe(0) F3(1 = f)] dfde

1_
/i




149

bestimmt.

Die dynamische Viskositéit p der Mischung kann mit ausreichender Genauigkeit durch
das Sutherland-Gesetz (2.35) beschrieben werden, und der Diffusionskoeffizient 148t sich
iiber eine als konstant angenommene Schmidtzahl von 0.7 abschétzen.

Die Speziesmassenbriiche sind fiir die eigentliche Strémungsberechnung nicht erforder-
lich und werden in einem so genannten Nachbearbeitungsschritt (engl.: postprocessing) auf
Basis von Gleichung (5.41) berechnet.
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5.5 Stabilisierungsmodell

Turbulente Methan /Luft-Freistrahlflammen werden héufig mit Wasserstoffpilotflammen
stabilisiert. Hierzu wird in Ndhe des gewiinschten Stabilisierungspunktes Wasserstoff ein-
gediist, der zusammen mit dem Frischgas ein ziindfdhiges Gemisch ausbildet. Dieses ist
aufgrund seiner im Gegensatz zum Frischgemisch fiinf mal h6heren Umsatzgeschwindig-
keit in der Lage eine stabil brennende Diffusionsflamme auszubilden. Die heiffen Rauch-
gase dieser Pilotflamme ziinden dann das Methan/Luft-Gemisch und stabilisieren auf
diese Weise die turbulente Freistrahlflamme. Dieser Vorgang ist komplex und nur unter
nicht vertretbarem Aufwand zu modellieren. Deshalb wurde im Rahmen dieser Arbeit das
folgende Stabilisierungsverfahren fiir das Wahrscheinlichkeitsdichtemodell entwickelt und
angewendet.

Grundlage des Modells ist die Beobachtung, daf der Stabilisierungsvorgang mafgeb-
lich durch die lokale Umsatzgeschwindigkeit kontrolliert wird, deren Erhéhung wiederum
im wesentlichen durch die lokale Konzentration des Wasserstoffs bestimmt ist. Beriicksich-
tigt man zusétzlich die Ziindwirkung der heiffen Rauchgase der Pilotflamme, dann kann
die Anhebung der Umsatzgeschwindigkeit und somit die Stabilisierung niherungsweise
mit dem Mischungsbruch des Wasserstoffs korreliert werden. Aus diesem Grund wird fiir
das Stabilisierungsmodell eine weitere Transportgleichung fiir eine Indikatorspezies ge-
16st, die die Verteilung des Wasserstoffmassenbruchs simuliert. Die tabellierte turbulente
Reaktionsgeschwindigkeit wird dann mit der lokalen Konzentration dieses Indikators, mul-
tipliziert mit einem Faktor Fy.;;, gewichtet. Dieser Faktor spiegelt den Unterschied der
Umsatzgeschwindigkeit des Wasserstoffs im Vergleich zu der des Reaktionsgemischs wie-
der und wurde im Rahmen dieser Arbeit zu Fi.p; = 5 gesetzt. Da das Mischungsfeld des
Indikators iiberall stetig und differenzierbar ist, gilt dies auch fiir die Anderung der Reak-
tionsgeschwindigkeit. Sprunghafte Anderungen und damit verbundenen Diskontinuititen
der Dichte, die sich negativ auf das globale Konvergenzverhalten auswirken, werden auf
diese Weise vermieden.



Kapitel 6

Verbrennungsmodell auf Basis der
Flammenfrontoberflachendichte

6.1 Allgemeine Transportgleichung der Flammenfront-
oberflachendichte

Modelle, die auf der Beschreibung der Flammenfrontoberflichendichte basieren, model-
lieren den zeitlich mittleren Reaktionsquellterm der Reaktionsforschrittsvariable iiber

We = Q2 (siehe Abschnitt 3.4.3). Die grundlegende Idee des Konzepts besteht darin,
die Eigenschaften der Flamme durch die Oberflichendichte X einer geeigneten Isokonzen-
trationsfliche auszudriicken. Die Lage dieser Fliche ist durch die Bedingung ¢ (x,t) = ¢*
gekennzeichnet. Der Wert ¢* kann z. B. das Maximum der Wiarmefreisetzungsrate oder
ein bestimmter Brennstoffumsatz sein. Die instantanen, dynamischen Eigenschaften die-
ser Isokonzentrationsfliche werden durch die Flammenfrontoberflichendichte X (c*; z, t)!
beschrieben, die, wie in Abbildung 6.1 dargestellt, anschaulich als die in einem Volumen
0V zur Verfiigung stehende Flammenfrontoberfliche § A.- betrachtet werden kann:

0A
N1 c
E(c)_(%}glo oV

Die Flammenfront ist eine propagierende Fliche, die sich mit der Relativgeschwindigkeit
Sr (¢ = ¢*) in das Frischgemisch ausbreitet. Sp ist dabei, wie in Kapitel 3.1 ausfiihrlich
erldutert, eine komplexe Funktion lokaler Zustandsgréften und des Geschwindigkeitsfeldes.
Die lokale Ausbreitungsrichtung der Oberflache 1at sich durch ihren Normalenvektor n

charakterisieren, der durch
Ve
— _ 6.2
" < |VC| ) c=c* ( )

definiert ist und nach dieser Definition in Richtung des unverbrannten Gemisches weist.
Neben der Ausrichtung der Oberfliche ist zur Beschreibung ihrer Topologie noch die
Kriimmung

(6.1)

k=V-n (6.3)

von Bedeutung. Flammenfrontabschnitte, die in Richtung des Frischgemischs gekriimmt
sind, besitzen eine negative Kriimmung, und solche, die in Richtung des Rauchgases ge-
kriimmt sind eine positive.

!Auf die Kennzeichnung der Flammenfrontoberflichendichte als orts- und zeitabhiingige Feldgréfie
¥ (¢*; x,t) wird der Ubersichtlichkeit wegen im folgenden verzichtet.
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Abbildung 6.1: Zur Veranschaulichung der Definition der Flammenfrontdichte.

VERVISCH ET AL. [222] konnten auf Basis der Arbeiten von KOLLMANN ET AL. [116]
zeigen, dak die Oberflichendichte auch als Produkt vom Betrag des Reaktionsfortschritts-
gradienten und der momentanen Wahrscheinlichkeitsdichte geschrieben werden kann:

Y (c*) = |Ve|o[cr — ] . (6.4)
Eine Mittelung dieses Ausdrucks fiihrt auf die sogenannte Oberflichendichtefunktion

Y (¢, x, ), die die zeitlich mittleren, dynamischen Eigenschaften einer beliebigen Isokon-
zentrationsfliche A, beschreibt. Ferner konnten die Autoren die Oberflichendichtefunk-
tion mit der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion eines reagierenden Skalars in Beziehung

setzen:

S(c*) = Ve[d|er —d = (|vc\

c= c*) P (c"). (6.5)

Die Wahrscheinlichkeitdichte P (¢*, x,t) = § (¢* — c¢(x,t)) bezeichnet hierbei die Wahr-
scheinlichkeit, daf sich ein Punkt a zur Zeit ¢t auf der betrachteten Isofliche ¢ = ¢*
befindet. Gleichung (6.5) ist von besonderer Bedeutung, da sie die Flamelet- und Wahr-
scheinlichkeitsdichteansitze mathematisch miteinander verkniipft.

Fiir die instantane Flammenfrontdichte ¥ (¢*; x, t) 1aft sich ausgehend von der Bilanz-
gleichung der Reaktionsfortschrittsvariablen mit Hilfe von Wahrscheinlichkeitstheorien ei-
ne exakte Transportgleichung ableiten [222]:

0% (¢¥)
ot

Die Herleitung von Gleichung (6.6) ist sehr aufwendig und wiirde dem Rahmen dieser Ar-
beit sprengen. Deshalb wird an dieser Stelle auf die entsprechende Arbeit von VERVISCH
ET AL. [222] verwiesen. Diese Art der Ableitung besitzt den grofien Vorteil, daf sie keiner-
lei Annahmen iiber die Flammenfrontstruktur erfordert. Gleichung (6.6) ist damit fiir jede
propagierende Isokonzentrationsfliche, also auch fiir verdickte Flammenfronten giiltig. Ih-
re Ausbreitungsgeschwindigkeit S (¢*) ist aber unbekannt und muf auf eine geeignete Art
und Weise bestimmt werden. Eine anschaulichere Ableitung der Transportgleichung auf

+u-VE(c")=(—nn:Vu—n-VSp(c)) X (c) (6.6)
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Basis geometrischer Uberlegungen ist in Anhang C dargestellt. Sie unterliegt aber im
Gegensatz zu den obigen Uberlegungen der Einschrinkung diinner Flammenfronten.
Durch Einfiihren von oberflichengemittelten Werten

QX ()

<Q>S = [Q‘ Ac:c*] = D (C*)_ (67)
14t sich die generische Form der ensemblegemittelten Oberflichendichte wie folgt schrei-

ben:

88—? + V- ((u)gX) =—(nn:Vu)yX — V- [(nSp)¢| 4+ (SrV -n)4 = (6.8)
Der erste und zweite Term auf der linken Seite von Gleichung (6.8) stehen fiir instatio-
nire Anderungen bzw. den konvektiven Transport der Flammenfrontdichte. Der Einfluf
der Flammenfrontdehnung wird durch den ersten Term der rechten Seite erfalt, wihrend
die Flammenfrontausbreitung normal zur zeitlich mittleren Flammenfront und die Flam-
menfrontkrimmung durch den zweiten bzw. den dritten Term beschrieben werden. Die
Terme in Gleichung (6.8) konnen in dieser Form nicht ausgewertet bzw. in einen finite
Volumen basierten Strémungsléser implementiert werden. Mogliche Schlieflungsansitze
auf Basis bekannter Gréfen werden im folgenden Kapitel ausfiihrlich diskutiert und das
im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Flammenfrontdichtemodell vorgestellt.

Die auf Gleichung (6.8) beruhenden Flammenfrontdichtemodelle gehen implizit da-
von aus, dafs die Reaktionszone durch die Isofliche ¢ = ¢* eindeutig charakterisiert ist,
d. h. dak alle thermochemischen Feldgréfen eindeutige Funktionen von ¢* sind. Neuste
direkt numerische Simulationen lassen aber vermuten, dal das Maximum der Reaktionsra-
te nicht immer mit einer Isofliche der Reaktionsfortschrittsvariablen zusammenfillt [55].
Dies gilt insbesondere fiir groke Karlovitzzahlen, bei denen die turbulente Mischung zu ei-
ner Beeinflussung der Reaktionszone fiihrt. Sollte sich in Zukunft herausstellen, daf dieser
Effekt innerhalb der turbulenten Flammenfront dominiert, mufl zur Beschreibung solcher
hochturbulenten Vormischflammen auf die in Kapitel 5 beschriebenen PDF-Methoden
zuriickgegriffen werden. Einen Beitrag zur Klarung dieser Frage liefern die in Kapitel 8
untersuchten hochturbulenten Flammen.
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6.2 Modellierung der >-Gleichung

Gleichung (6.8) ist im Rahmen der getroffenen Annahmen exakt. Sie besitzt aber eine
Reihe ungeschlossener Terme, die modelliert werden miissen, da sie sonst nicht in einen
kommerziellen Stromungsloser integriert werden kann. Die folgenden Abschnitte geben
einen Uberblick iiber die verwendeten Schliefungsansitze und Modellannahmen, die zu
dem in dieser Arbeit entwickelten und untersuchten Modellen gefiihrt haben. Eine Zu-
sammenstellung dieser Modelle ist in Abschnitt 6.6 zu finden.

6.2.1 Oberflichengemittelte Geschwindigkeit

In Gleichung (6.8) bezeichnet (u) die oberflichengemittelte Geschwindigkeit des Fluids
bezogen auf die Isofliche der Reaktionszone, d.h fiir ¢ = ¢*. Sie ist nicht mit der zeit-
lich gemittelten Stromungsgeschwindigkeit des Fluids identisch, sondern muf mit Hilfe
konventioneller Mittelwerte der favregemittelten Navier-Stokes Gleichungen modelliert
werden.

Der einfachste Ansatz besteht in der Annahme, daf die Fluktuationen der Oberflichen-
eigenschaften unkorreliert sind, und die oberflichengemittelten Werte durch konventionel-
le reynoldsgemittelte Grofen beschrieben werden kénnen. Diese von CHEN ET AL. [59]
fiir dichtekonstante Bedingungen entwickelte Formulierung ist aber nicht zwangslaufig auf
reagierende Fille, die sich durch starke Dichtednderungen auszeichnen, anwendbar. Dies
1a#t sich leicht anhand der in Abbildung 6.2 schematisch dargestellten Flamme zeigen. Die
dem Frischgas zugewandte Seite der Flammenfront besitzt Bereiche grofer Kriimmung,
in denen davon auszugehen ist, dal die Eigenschaften der Reaktionszone stark mit denen
des ausgebrannten Gemisches korrelieren. Im Bereich niedriger Kriimmungen sind diese
Korrelationen jedoch weniger stark ausgepragt. Gleiches gilt fiir die dem Abgas zugewand-
ten Seite. Aufgrund dieser Uberlegungen hat WELLER [232] eine umgekehrt proportionale
Mittelung von Zustidnden des Frischgasgemisches und Rauchgases vorgeschlagen:

(u)g = (€p,tu + (1 =) Bytts) / (cpu — (1 =) po) (6.9)

Frischgas
c=0 U,
Uy N

Reaktionszone \

c=rc*

(w)

\
\ Rauchgas
Vv oec=1
/Uy

Abbildung 6.2: Zur Modellierung der oberflichengemittelten Strémungsgeschwindigkeit.
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Anstelle von reynoldsgemittelten Werten betrachtet WELLER dichtegewichtete Grofen,
da diese iiber die Flammenfront kontinuierlich variieren. Zudem wichtet Gleichung (6.9)
die Eigenschaften des Frischgemisches stirker als diejenigen des Rauchgases, was sich
mit der Analyse direkter numerischer Simulationen deckt [226]. Eine Betrachtung von
Gleichung (6.9) zeigt, daf in erster Ndherung die Impulse von unverbranntem und ver-
branntem Gemisch gleich grof sind, so dafs

(g~ u (6.10)
angenommen werden kann. Die Beziehung (6.10) wird auch von POINSOT ET AL. [175]
vorgeschlagen. Damit 14t sich die oberflichengemittelte Geschwindigkeit durch

(u)g =1+ (u")g (6.11)
darstellen und Gleichung (6.8) lautet

O T ((u)sT) +V - (u"),5) =

ot
—(nn:Vu)Y — V- [(nSp)e]Z+ (SpV -n)s=. (6.12)

6.2.2 Turbulenter Transport

Der turbulente Transportterm (u”)¢ ¥ wird im Rahmen dieser Arbeit durch einen einfa-
chen Gradientenansatz

nos=_2 gy 1
(W)= —g -V (6.13)

beschrieben. Dieser Ansatz wird in allen bisher veroffentlichten Arbeiten verwendet, ob-
wohl davon ausgegangen werden muf, daf fiir manche Flammentypen Gegengradienten-
diffusion vorliegt. Dies 1dft sich anschaulich anhand der BML-Theorie erkliaren. Diese
besagt, dafs fiir unendlich diinne Flammenfronten und unter der Voraussetzung méafi-
ger Turbulenz, die mit der Fortschrittsvariable gewichteten konditionierten mittleren Ge-
schwindigkeiten des unverbrannten bzw. verbrannten Gemischs der favregemittelten Stro-
mungsgeschwindigkeit entsprechen:

U= (1-70)uy + cup. (6.14)

Die oberflichengemittelte Geschwindigkeit kann unter diesen Voraussetzungen als lineare
Funktion der konditionierten Geschwindigkeiten angenédhert werden:

(U)g Uy + " (Up — Uy, - (6.15)

Zusammen mit dem bekannten Ansatz der BML-Theorie fiir den turbulenten Transport
eines Skalars -
pu'"c” =pc (1 —c) (U — Uy) (6.16)

1t sich die folgende Gleichung fiir den turbulenten Transport der Flammenfrontdichte
ableiten:

(u"y Y = %«Ifcﬂi (6.17)

Die Gleichung (6.17) wurde unter Bedingungen méfiger Turbulenz von VEYNANTE ET
AL. [225] anhand direkter numerischer Simulationen verifiziert. Ihre Anwendung erfordert
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aber entweder ein Reynoldsspannungsmodell zur Berechnung des turbulenten Transport-
terms u”¢” oder, wie im Fall der angewendeten Zweigleichungsmodelle, einen entsprechen-
den Schlieffungsansatz. Da aber, wie bereits in Kapitel 3.5 erldutert, noch keine physika-
lisch sinnvolle und gleichzeitig handhabbaren Modelle existieren, wurde im Rahmen dieser
Arbeit auf das obige Schliefungsmodell erster Ordnung zuriickgegriffen.

6.2.3 Flammenfrontdehnung

Der Einfluf der Flammenfrontdehnung wird in Gleichung (6.8) durch den ersten Term auf
der rechten Seite beschrieben, der sich unter Einsatz von Gleichung (6.10) in zwei Anteile
aufspalten laft:

(V-u—nn:Vu)y¥=(V-a— (nn)g: Va) T+ (V- u" —nn: Vu") & (6.18)

Hierbei steht der erste Term fiir die Flammenfrontdehnung aufgrund der zeitlich mitt-
leren Stromung, wihrend der zweite Term die Einfliisse, die durch die Interaktion der
Turbulenzelemente mit der Flammenfront hervorgerufen werden, zusammenfafit.

Flammenfrontdehnung aufgrund der zeitlich mittleren Stromung

Anderungen der Strémungsgeschwindigkeit bewirken, wie in Abbildung 6.3 schematisch
dargestellt, eine Dehnung der Flammenfront und damit eine Vergréferung der zeitlich
mittleren Flammenfrontoberflichendichte. Zur Schliefung des unbekannten Tensors (nn) ¢
im ersten Term auf der rechten Seite von Gleichung (6.18) werden in der Literatur zwei
Ansétze diskutiert. Nach einem Vorschlag von CANT ET AL. [50] 14ft sich der Norma-
lenvektor n in einen oberflichengemittelten Wert M sowie einen fluktuierenden, auf die
Oberflache bezogenen Anteil m darstellen

n=M+m, (6.19)
wobel die Vorschriften

(n)g=M  und (m)g=0 (6.20)

\ \ Flammenfront

/

_

N
T

Abbildung 6.3: Schematische Darstellung der Flammendehnung aufgrund von Anderungen
der mittleren Stromung. Links: Divergenzbehaftete Staupunktstromung, rechts: Scherstro-
mung.
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gelten. Damit folgt fiir die so genannten Orientierungsfaktoren

(nn)g = MM + (mm), . (6.21)
Die oberflichengemittelten Orientierungsfaktoren M M sind iiber die Beziehung
M=_Y° (6.22)
by

mit dem Gradienten der zeitlich mittleren Reaktionsfortschrittsvariablen und der Oberfla-
chendichte verkniipft und somit einer direkten Berechnung zuginglich. Dem fluktuieren-
den Anteil wird von den Autoren isotrope Eigenschaften zugewiesen, was den folgenden
Schlieflungsansatz ermdglicht:

(mm)g = % (1-MM). (6.23)

Die Gleichungen (6.22) und (6.23) wurde aber bisher in keinem veréffentlichten Verbren-
nungsmodell angewendet, da in der Literatur die Auffassung vertreten wird, daf die Deh-
nung, welche ein Flammenfrontelement aufgrund der mittleren Stromung erfihrt, im Ver-
gleich zur turbulenten Dehnungsrate vernachlissigbar ist.

Ein anderer Ansatz wurde von MANTEL und BORGHI [146] vorgeschlagen, der in einer
neueren Arbeit von VEYNANTE ET AL. [224] aufgegriffen und modifiziert wurde. MANTEL
und BORGHI postulieren, daf die Orientierungsfaktoren mit den Reynoldsspannungen und
der turbulenten kinetischen Energie iiber
ullull

2k
miteinander verkniipft sind. Turbulenzmodelle, die auf Schliefungsannahmen erster Ord-
nung basieren, beschreiben diese Abhingigkeit ndherungsweise durch die zeitlich mittleren
Geschwindigkeitsgradienten. Der Ansatz von MANTEL und BORGHI steht somit im Wi-
derspruch zu dem von CANT ET AL. vorgeschlagenen Modell, da die Orientierungsfaktoren
durch die turbulente Strémung und nicht durch die zeitlich mittlere Lage der Flammen-
front bestimmt werden. Die grundsitzlichen Uberlegungen von MANTEL und BORGHI
konnten VEYNANTE ET AL. zwar anhand von Experimenten verifizieren, sie haben aber
auch gezeigt, daf die lokale Isotropie der Orientierungsfaktoren nicht iiberall erfiillt ist.

Auf Basis der experimentellen Daten schlagen die Autoren daher die folgende modifizierte
Form der Gleichung (6.24) vor:

(nn)g = (6.24)

' !
I{nn), = Iu4;: E(nn), = EUQZ (6.25)

Im Rahmen dieser Arbeit wurden die Reynoldsspannungen iiber die Gradienten der
zeitlich mittleren Geschwindigkeiten ausgedriickt, um die Orientierungsfaktoren nach Glei-
chung (6.25) zu bestimmen. Die modellierte Form der zeitlich mittleren Dehnungsrate
lautet damit

K, X=(V-u—{nn)s:Va)T =

voa- (122 ™0 ) va | T, (6.26)
4pk 2pk

Die Reynoldsspannungen W’ werden dabei mit Hilfe von Gleichung (2.88) berechnet.
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Turbulente Flammenfrontdehnung

Der Anteil der turbulenten Flammenfrontdehnung an der Produktion von Flammenfront-
oberflichendichte ist durch

(V-u"—nn:Vu'), = K;X (6.27)

gegeben. In Kapitel 3.4.3 wurden bereits unterschiedliche Anséitze zur Beschreibung der
turbulenten Dehnungsrate K; vorgestellt, die diese entweder iiber die integralen oder dis-
sipativen Zeitmafse modellieren. Die Effektivitdtsfunktion des ITNFS-Modells geht noch
einen Schritt weiter und betrachtet die gewichtete Interaktion von Turbulenzelementen
aller Wirbelklassen mit der Flammenfront. Allen Modellen ist aber gemein, dafs sie die
Dehnungsrate als isotrope Feldgroke betrachten, obwohl in Gleichung (6.27) die Orientie-
rungsfaktoren vorkommen. Zum besseren Verstindnis dieses Terms, bietet sich unter Zu-
hilfenahme von Gleichung (6.22) die folgende Zerlegung der turbulenten Dehnung an [175]:

— 1

KX =1IV-(u")T - =(V-u")g: (VeVve') +

(m-Vu")g Ve+ (m"-Vu") - Ve— (mm:u") X (6.28)

\al

Die Glieder auf der rechten Seite lassen sich wie folgt zusammenfassen: Die beiden ersten
Terme konnen als isotrop betrachtet und modelliert werden, wiahrend der dritte bis fiinfte
Term iiber die fluktuierenden Anteile der Orientierungsfaktoren anisotrope Wechselwir-
kungen beriicksichtigt. Interessanterweise sind der dritte sowie vierte Term keine Funktion
der Flammenfrontoberflichendichte. Sie konnen daher als Ziindterme aufgefalt werden,
die z. B. zur Beschreibung der Flammenstabilisierung herangezogen werden konnten?. Auf-
grund direkter numerischer Simulationen konnte die Annahme, daf die Schwankungen des
Normalenvektors und der Geschwindigkeitskomponenten unkorreliert sind, bestétigt wer-
den, so daf der dritte sowie vierte Term nicht weiter beriicksichtigt werden miissen [226]:

(mVu")g = (m) g (Vu'")g =0 (6.29a)

bzw.
(m'Vu")y, = (m") (Vu");=0. (6.29Db)

Damit kann die Produktion von Flammenfrontoberfliche aufgrund turbulenter Dehnung
iiber die folgende Gleichung modelliert werden:

_ = 1
KXY =T(Vu") ¢ X — (mm : Vu")¢ ¥ — S (Vu")g: VeVer. (6.30)

Mit Hilfe eines Ansatzes fiir die turbulenten Transportterm (Vu") léft sich prinzipiell
der anisotrope Anteil der Dehnung modellieren. MANTEL und BORGHI [146] haben in
ihrem Modell der skalaren Dissipationsrate einen dhnlichen Term abgeleitet, dem sie die
Bedeutung eines Ziindterm zugewiesen haben. Sie konnten weiterhin zeigen, daf sein An-
teil fiir den Fall isotroper, homogener Turbulenz vernachléssigbar ist. Diese Behauptung

2Die Beschreibung der Flammenfront als materielle Fléiche schlieRt eine Neubildung von Flammen-
fronten aufgrund einer einsetzenden chemischen Reaktion ebenso aus, wie ein lokales Verloschen. Diese
Effekte konnen aber durch Modellierungsansitze in eine turbulente Transportgleichung implementiert
werden, da dort nur zeitlich mittlere Grofien betrachtet werden.
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konnte im Rahmen der vorliegenden Arbeit bestétigt werden, bedarf aber weiterer Unter-
suchungen, da die Modellierung des turbulenten Transports auf einem Schliefungsansatz
erster Ordnung beruhte. Das untersuchte Verbrennungsmodell baut aber auf einer Reihe
weiterer vereinfachender Annahmen auf, so daf nicht davon auszugehen ist, dal der Ani-
sotropieterm dominiert. Dies ist fiir hochturbulente Flammen unmittelbar einsichtig, da
hier die Interaktion von Turbulenzelementen mit der Flammenfront im Bereich der dissi-
pativen Wirbel stattfindet, denen isotrope Eigenschaften zugewiesen werden konnen. Der
isotrope Anteil der Dehnungsrate 1i8t sich nach den klassischen Ahnlichkeitsbetrachtun-
gen der Turbulenztheorie iiber ein charakteristisches Zeitmak abschétzen [218]. Hierbei
ist zu beriicksichtigen, daf dieses durch das das Zeitmafs der Flammenfront, d. h. der
chemischen Reaktion, sowie der Vorwéarmzone mitbestimmt wird. Der dort stattfindende
Temperaturanstieg hat eine Erhohung der kinematischen Viskositat zu Folge, der wieder-
um den dissipativen Bereich in Richtung groferer, energiereicherer Wirbelabmessungen
verschiebt (siehe auch Kapitel 3.2). Wirbel mit integralen Abmessungen bzw. Geschwin-
digkeiten fiihren hingegen nicht zu der beobachteten Auffaltung der Flammenfront, die
nur durch deutlich kleinere Wirbelelemente hervorgerufen werden kann. Bei der Betrach-
tung der Flammenfrontauffaltung ist weiterhin die Flammengeschwindigkeit zu beriick-
sichtigen, die dieser entgegenwirkt. Abbildung 6.4 zeigt schematisch die Interaktion eines
Wirbels mit langsamen sowie schnell brennenden Flammen. Die aus der Uberlagerung
all dieser Effekte resultierende charakteristische Wirbelabmessung l&ft sich somit nicht
anhand einfacher dimensionsanalytischer Betrachtungen bestimmen.

Es lassen sich aber anhand der integralen bzw. dissipativen Skalen zwei charakteri-
stische Grenzfille der skalaren Dissipationsrate identifizieren. Falls die Flammenfront als
nicht propagierende materielle Fliche betrachtet werden kann, d. h. u, > S gilt, ist die
turbulente Dehnungsrate durch das dissipative Zeitmaf kontrolliert [241]:

K, = 0.28 (5/v)"/* . (6.31)

Die Proportionalitidtskonstante wurde dabei aus direkten numerischen Simulationen zu
0.28 bestimmt [241]. Da diese Betrachtung den Einfluf der Vorwérmzone vernachlissigt,
konnen alle Wirbelklassen mit der Flammenfront interagieren. Die gréften Flammen-
frontkriimmungen bzw. -auffaltungen werden dabei durch die kleinsten Wirbelelemente
hervorgerufen. Die weitere Annahme einer sehr kleinen Flammenfrontgeschwindigkeit hat
zur Folge, dafs selbst sehr kleinen Kriimmungen von der Flammenfront auf der Rauch-
gasseite nicht entgegengewirkt wird. Die Abschétzung iiber die dissipativen Skalen stellt
somit eine obere Schranke fiir die turbulente Dehnungsrate dar.
Die untere Schranke ist hingegen durch das Zeitmak der integralen Skalen gegeben:

K, = CKt% . (6.32)

Hierbei sollte die Proportionalitidtskonstante Ck, von der Grofenordnung O (1) sein. Die
Betrachtung vernachlissigt aber den Einflufs kleiner Wirbelklassen im Tragheitsbereich,
die ebenfalls zur Flammenfrontauffaltung beitragen. Dieser Beitrag muf von der turbulen-
ten Reynoldszahl abhéngig sein, da diese die ,, Tiefe* des Turbulenzspektrums bestimmt. In
Modellen, die auf Gleichung (6.32) basieren, wird dieser Abhéngigkeit i. a. durch Variati-
on der Proportionalitidtskonstante C'x, Rechnung getragen. Um dieses Defizit zu beheben,
haben MENEVEAU und POINSOT [149] das in Abschnitt 3.4.3 vorgestellte ITNFS-Modell
entwickelt. Dieses beschreibt die turbulente Dehnungsrate als Funktion der charakteristi-
schen Zeitskalen der Chemie und der Turbulenz und ist damit prinzipiell in der Lage die
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Abbildung 6.4: Schematische Darstellung der Flammenfrontauffaltung bei schnell und
langsam brennenden Flammen durch ein Wirbelelement.

wesentlichen Phinomene der Interaktion von Flammenfront und turbulentem Strémungs-
feld zu erfassen. Die turbulente Dehnungsrate wird dann iiber

€— Ut lt
beschrieben, wobei T, die Effizienzfunktion gemif Gleichung (3.103) ist.

Eine theoretisch zugéngliche Methode beruht in der Anwendung der Spektraltheorie
auf das durch eine Flammenfront beeinfluite Turbulenzspektrum [54].

6.2.4 Propagationsterm

Der Propagationsterm beschreibt den Einfluf der Flammenausbreitung normal zur zeit-
lich mittleren Lage der Flammenfront, d. h. normal zu den zeitlich mittleren Isolinien der
Reaktionsfortschrittsvariablen. Die Modellierung dieses Terms erfordert eine Beschreibung
der oberflichengemittelten Flammenfortpflanzungsgeschwindigkeit (Sr). Diese ist wegen
der Dehnungs- und Kriimmungseffekte, die die Flammenfront erfahrt, nicht mit der un-
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Abbildung 6.5: Zur Modellierung des Kriimmungsterms.

gestreckten, laminaren, planaren Flammengeschwindigkeit S identisch. Die korrekte Be-
schreibung der Flammenfrontgeschwindigkeit stellt somit ein wesentliches Problem der
Flammenfrontdichtemodelle, die auf Gleichung (6.8) beruhen dar. POINSOT [173] sowie
CHEN und IM [56] kommen aber auf Basis direkter numerischer Simulationen turbulenter
Methanvormischflammen zu dem Schlufs, daf sich positive und negative Einfliisse auf die
Flammengeschwindigkeit die Waage halten, und der oberflichengewichtete Wert (Sr) sich
nicht sehr deutlich von dem ungestreckten Wert SP unterscheidet. Unter dieser Voraus-
setzung kann die Flammenfrontausbreitungsgeschwindigkeit als konstant angesehen, und
der Propagationsterm wie folgt geschlossen werden:

V- ((Skn)sX) = 5PV - ((n)g %) = —5)Ve’. (6.34)

Im Gegensatz zu den einfachen FSD Modellen [144, 50, 146, 49] wurde dieser Term fiir
das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell mit beriicksichtigt. Es hat sich aber
gezeigt, dak er fiir das untersuchte Spektrum turbulenter und hochturbulenter Flammen
von untergeordneter Bedeutung ist.

6.2.5 Flammenfrontkrimmung

Der letzte Term in Gleichung (6.8) beschreibt den gekoppelten Einfluf von Flammen-
ausbreitung und Flammenkriimmung iiber (SpV -n)s 3. Unter der bereits getroffenen
Annahme einer niherungsweise konstanten Flammenfrontgeschwindigkeit gilt

(SpV -m)gY = S)(V-n)X. (6.35)

Damit reduziert sich das Schliefungsproblem auf die Bestimmung der oberflichengemit-
telten Flammenfrontkriimmung (V - n),. Wie in Abbildung 6.5 dargestellt, ist die Kriim-
mung der momentanen Flammenfront auf der dem Frischgemisch zugewandten Seite der
zeitlich mittleren Flammenfront immer positiv. Fiir den Grenzfall ¢ — 0 ist die Kriim-
mung der Flammenfront folglich proportional zum zeitlich mittleren Kriimmungsmafstab
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%i_l)% (V-n)g x f_y ) (6.36)
Die momentane Kriimmung der Flammenfront im Zusammenspiel mit der Flammenfront-
geschwindigkeit fiihrt in diesem Bereich der turbulenten Flammenfront zu einer Vergro-
flerung der Oberfliche. Hierbei ist aber zu beachten, dal aufgrund der divergierenden
Wiérme- und Stoffstrome fiir magere Flammen die lokale Flammengeschwindigkeit ab-
sinkt. Auf der dem Rauchgas zugewandten Seite der turbulenten Flammenfront ist die
Kriimmung hingegen immer negativ und fiihrt folglich zu einer Verringerung der Flam-
menfrontoberfliche. Im Grenzfall gilt daher in Analogie zu Gleichung (6.36)

1
lm(V -n)s x 7 (6.37)

c—0
¢ y

Basierend auf diesen Uberlegungen haben VEYNANTE und VERVISCH [226] ein li-
neares Modell zur Beschreibung der Flammenfrontkriimmung vorgeschlagen, welches die
durch Gleichung (6.36) und (6.37) beschriebenen Grenzfille wiedergibt:

(V-m)s = Ceqz_ c (6.38)

Y

Die Konstante c® steht fiir die zeitlich mittlere Reaktionsfortschrittsvariable, bei der fiir
die betrachtete c*-Isofliche im zeitlichen Mittel keine Kriimmung vorliegt. Dieser Wert, ist
a priori nicht bekannt, und stellt damit eine weitere Modellkonstante dar.

Die charakteristische Kriimmung ist in erster Naherung iiber den Ansatz des BML-
Modells (3.93) beschreibbar, so dal der Kriimmungsterm iiber die Beziehung

(SeV -m) 5 = CpSO-- —C 57 (6.39)
d STTEPPIZ1—9) '

geschlossen werden kann. Die rechte Seite von Gleichung (6.39) 148t sich in einen Produk-
tions- und einen Annihilierungsterm fiir die Flammenfrontoberflichendichte aufspalten:

(SpV -m) T = CpSt— 5P _ gL 5
4 STTEPYIE(1—9) PRty e

(6.40)
Die Existenz des Produktionsterms konnte mit Hilfe direkter numerischer Simulationen
nachgewiesen werden [175|, fiihrt aber in der obigen Form fiir die Vorwiarmzone der Flam-
menfront auf unbestimmte Werte der Flammenfrontflichendichte. Dies 148t sich vermei-
den, wenn anstelle des BML- ein empirischer Ansatz fiir die charakteristische Flammen-
frontkriimmung L, angewendet wird:

T = Cs,jk%i (6.41)

C Socieq
PRz -9

Damit besitzt der positive Anteil des Kriimmungsterms die gleiche Form wie der isotrope
Anteil des Dehnungsterms und kann mit diesem zusammengefalt werden.
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6.2.6 Modellierte Form der Y-Transportgleichung

Mit Hilfe der in den letzten Abschnitten vorgestellten Modellierungsansétze (6.13), (6.26),
(6.33), (6.34), (6.40) und (6.41) laRt sich die allgemeine Transportgleichung der Flammen-
frontoberflichendichte (6.12) auf eine Form bringen, die zusammen mit den favregemittel-
ten Navier-Stokes Gleichungen und einem Zweigleichungsturbulenzmodell gelost werden
kann:
8i ~= 14 =3
—+ V. (uX) =V [ —VE
ot * (U ) (S Cx )
T T €3 . c0p2a T €3 0
+ K, X+ CKtszE + S5 Ve+ CSHFkZE —CpS,

2

Y. (6.42)

1-¢

Im allgemeinen werden zur Beschreibung turbulenter reagierender Stromungen dichte-
gemittelte Gleichungen verwendet. Damit also Gleichung (6.42) in einen allgemein ge-
brauchlichen bzw. kommerziellen Stromungsloser integriert werden kann, mufl sie noch
mit zeitlich mittleren Massendichte erweitert werden. Auferdem ist der reynoldsgemittel-
te Wert der Fortschrittsvariable durch seinen favregemittelten zu ersetzen. Resultat der
Umformungen ist die folgende modellierte Transportgleichung fiir die Flammenfrontober-
flachendichte:

op%. S Pt o=
9P~ () =v. [ Puxs
5 +V (pu ) \% <Sczv )
S S _ —_ £ _
O [ [ T2 L BPY Y ) Ve | o8 4 (Ck, + Csy) Toos
Ak 2k i

1 S

v 27Ve- Ve Vp ——
uS? — — - Y-Vp. (6.43
+p l (1+7—C (1+T«éf)2) SCEV vp ( )

Hierbei bezeichnen der erste und zweite Term der linken Seite zeitliche Anderungen so-
wie konvektiven Transport von Flammenfrontoberflichendichte. Die Terme auf der rech-
ten Seite von Gleichung (6.43) beschreiben turbulenten Transport, Produktion aufgrund
von Flammenfrontdehnung durch die zeitlich mittlere Stromung bzw. Turbulenzelemente,
Destruktion aufgrund von Flammenfrontkriimmung und Propagation normal zur turbu-
lenten Flammenfront. Der letzte Term ist ein Korrekturterm, der durch die Erweiterung
von Gleichung (6.42) mit der zeitlich mittleren Dichte entsteht. Die Konstanten in Glei-
chung (6.43) sind alle von der Gréofenordnung O(1) und sind in Tabelle 6.1 in Kapitel 6.6
zusammengestellt.

Zusammen mit der Transportgleichung fiir die zeitlich mittlere Reaktionsfortschritts-
variable (5.22) bildet Gleichung (6.43) ein Verbrennungsmodell auf Basis der Flammen-
frontoberflichendichte. Dieses erweiterte Modell wird in Kapitel 8 zusammen mit den
in Kapitel 3.4.3 vorgestellten einfachen Modellen anhand eines breiten Spektrums von
turbulenten Vormischflammen validiert und verglichen.
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6.3 Wandquenchmodell

Die Wand beeinflufft die Flamme durch mehrere Effekte, die in Abbildung 6.6 skizziert
sind. Zum einen wird iiber die Wand Warme aus der Flamme abgezogen. Dies fiihrt zu
einem temperaturbedingten Quench der Flamme im wandnahen Bereich aufgrund von
Wirmeleitungsprozessen. Um diese zu beschreiben, ist ein Warmeiibertragungsmodell
erforderlich, welches nicht adiabatische Randbedingungen voraussetzt. Da im Rahmen
dieser Arbeit aber nur adiabate Systeme behandelt werden, blieb dieser Einflufs unbe-
riicksichtigt. Durch das verwendete Modell wird aber sichergestellt, daf in unmittelbarer
Wandnéhe keine Flamme brennen kann. Der entsprechende Wandabstand wird hierbei
durch den Quenchabstand bestimmt. Die Abnahme der turbulenten Flammenfrontdicke
in Wandnédhe aufgrund der laminaren Wandgrenzschicht sowie der damit verbundenen
abnehmenden Turbulenzintensitdt wird durch das Modell hingegen voll beriicksichtigt.

Grundlage des in der Arbeit von LISCHER [136] vorgestellten Modells ist das von
POINSOT ET AL. [174] entwickelte FIST-Modell (engl.: Flame Interacting with Surface
and Turbulence). Das Modell basiert auf Auswertungen direkter numerischer Simulatio-
nen einer turbulenten Vormischflamme mit einer nicht adiabatischen Wand und kann in
angepasster Form in Stromungsloser, die auf statistischen Turbulenzmodellen beruhen,
implementiert werden.

Hierzu wird das Rechengebiet in der Ndhe einer Wand, dhnlich einem Turbulenzmo-
dell, in mehrere Bereiche unterteilt. Abbildung 6.7 zeigt schematisch die vier Regionen
des Wandquenchmodells: Voll turbulenter Kernbereich, Inhibierungsbereich, wandnaher
Bereich und Wandquenchbereich. In der voll turbulenten Kernstromung ist die Flamme
von der Wand unbeeinflufst, und die Flammenfrontdichte wird mit einer der im Kapitel 6.6
vorgestellten Transportgleichungen berechnet. An diese Zone schliefit sich die sogenannte
Inhibierungsregion an, in der die Turbulenzstruktur bereits durch die Wand beeinflufit
wird. Hier kommt es zu einer Abnahme der turbulenten Dehnungsrate und damit zu einer
verminderten Flammenfrontproduktion. Der Einfluf der laminaren Stromung verschwin-
det bei einem dimensionslosen Wandabstand von

nt = % = 50. (6.44)

Das Wandquenchmodell vernachlissigt in diesem Bereich die Produktionsterme und be-
schreibt den Abbau der Flammenfrontdichte durch

Duen, = —Cb \/57;3751/4 (%) (6.45)

Flammenfront turbulente Kernstrémung
"
viskose Unterschicht ’_‘\ Wandquench
Wand Warmeleitung
ARG TR

Abbildung 6.6: Schematische Darstellung des Flammenquenchs in Wandnéhe.
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Abbildung 6.7: Schematische Darstellung der zonalen Unterteilung des wandnahen Be-
reichs durch das modifizierte FIST-Modell.

In Gleichung (6.44) bezeichnet [, die viskose Léngenskala des wandnahen Bereichs, die
durch [, = v/ Re/6/u definiert ist. Der sich anschliefende wandnahe Bereich liegt bereits
in der laminaren Unterschicht, in welcher die laminaren Transporteffekte dominieren. Die
turbulente Transportgleichung fiir die Flammenfrontoberflachendichte ist hier nicht mehr
giiltig und mufs daher entsprechend modifiziert werden. Dieser wandnahe Bereich kann
durch eine Pecletzahl gekennzeichnet werden, die als Verhéltnis von Wandabstand zur
laminaren Flammenfrontdicke definiert ist:

Pep= -+ =38. (6.46)

Da in dieser wandnahen Zone die Turbulenz keinen Einflufl auf die Flammenfrontdichte
hat, wird hier der Destruktionsterm durch

-

modelliert. Der Wert von Per wurde von POINSOT ET AL. [174| durch Auswertung di-
rekter numerischer Simulationen ermittelt. Der dimensionslose Quenchabstand wird im
FIST-Modell ebenfalls mittels einer Pecletzahl bestimmt, der von den Autoren ein Wert
von n

Peg = —* =34 (6.48)

zugewiesen wird. Unterhalb dieses Quenchabstandes kann keine Flamme mehr brennen,
und die Flammenfrontdichte mufs die Randbedingung

erfiillen.
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6.4 Beriicksichtigung detaillierter Chemie

6.4.1 Beschreibung des Flamelets

Die bisher in diesem Kapitel beschriebenen Flammenfrontoberflichendichtemodelle ver-
wenden Zustandsgréfen der ungestreckten, laminaren, planaren Flammenfront. Die Flam-
menfrontelemente werden in einem turbulenten Stromungsfeld aber aufgrund der Ge-
schwindigkeitsfluktuationen sowohl gedehnt als auch gekriimmt. Diese beiden Einfliisse
fiihren im Zusammenspiel mit den Effekten der bevorzugten Diffusion zu einer verinder-
ten Flammenfrontstruktur. In Abschnitt 3.1.6 wurden Gleichungen vorgestellt, die diese
Effekte beschreiben. Eine Losung dieses Gleichungssystems ist aber aufwendig, weshalb
der Einflufs des turbulenten Stromungsfeldes auf die Dynamik der quasi-laminaren Flam-
menstruktur nur durch ein idealisiertes Flamelet erfafst werden kann.

Eine hiufig eingesetzte idealisierte Konfiguration zur Beschreibung der kombinierten
Effekte von Streckung und Kriimmung ist die Staupunktflamme [81, 112, 189, 188, 68|.
Hierbei strémt kaltes Frischgemisch gegen heifles Rauchgas. Die Temperatur des Rauch-
gases entspricht entweder der adiabaten Verbrennungstemperatur oder liegt aufgrund von
Wirmeverlusten unterhalb derselben. Im Rahmen dieser Arbeit wurden nur adiabate Fal-
le betrachtet, so dafs die in Abbildung 6.4.1 schematisch dargestellte rotationssymmetri-
sche Gegenstromkonfiguration zur Beschreibung der quasi-laminaren Flammen zugrunde
gelegt wird. Diese Konfiguration besitzt den Vorteil, dak das an sich zweidimensiona-
le Problem mit Hilfe einer Ahnlichkeitstransformation in ein eindimensionales Problem
tiberfiihrt werden kann. Der zuerst von VAN KARMAN (vgl. [112]) vorgeschlagene Ansatz
transformiert die Axialgeschwindigkeit u in eine Stromfunktion

pU

F(z) = > (6.50)
wahrend die Radialgeschwindigkeit v durch die Ableitung der Stromfunktion
G (2) = —% (6.51)

Brennstoff/Oxidator
u

m/ 1 i

y

) Brennstoff/Oxidator

Abbildung 6.8: Schematische Darstellung der Gegenstromflammenkonfiguration zur Be-
schreibung der Dehnungseffekte auf die Flammenstruktur eines vorgemischten Flamelets.

N

N
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dargestellt wird. Da F' und G nur von der Koordinate x abhidngen, konnen auch die
restlichen Erhaltungsgrofen, wie 7' und Y, sowie die Zustandsgrofen und Transportkoef-
fizienten als Funktion von x geschrieben werden. Die allgemeine Kontinuitéitsgleichung 2.1
lautet somit im Fall der Gegenstromflamme

dF

— -G = 6.52
i (6.52)
wahrend fiir die Impulserhaltung
oG d (FG G? d d (G
—+2—|—)-3——H—-—|p—(—)| =0 6.53
3t+dw(ﬂ> p dx[dfv<p>] ’ (6:53)
gilt. Hierbei bezeichnet H den radialen Druckgradienten
10p
H = —— = constant, 6.54
y oy (6.54)

welcher der Eigenwert des Problems ist. Die Transportgleichungen der chemischen Kom-

ponente k
oY} dY, d

p—— 5t 2Fd— o (pYp Vi) — i, =0 (6.55)
und der Temperatur T'
oT dr 1 d dT

lassen sich ebenfalls auf homogene Differentialgleichungen reduzieren.

Da die Komplexitiit des Problems durch die Ahnlichkeitstransformation deutlich redu-
ziert wird, konnen sowohl die chemische Kinetik als auch die molekularen Transportpro-
zesse durch detaillierte Modelle beschrieben werden. Die Kinetik der Methanverbrennung,
und somit die Produktionsgeschwindigkeiten wy, werden durch den in Anhang A.1 tabel-
lierten detaillieren Reaktionsmechanismus abgebildet. Die Viskositit, Warmeleitfahigkeit
und die Diffusionsgeschwindigkeiten werden mit Hilfe der in Abschnitt 2.1.2 Ansétze be-
schrieben.

Die Flammendehnung ist in der durch das Gleichungssystem (6.52)—(6.56) beschriebe-
nen Flammenkonfiguration implizit durch die Axialgeschwindigkeit u des Frischgemischs
vorgegeben. Im allgemeinen wird die Streckungsrate iiber die Beziehung

Ky=-2%" (6.57)

bestimmt [81]. Der Kriimmungseinfluff hingegen 1aft sich durch Vorgabe eines Gradienten
der radialen Geschwindigkeit dv/dy abbilden. Die Einfliisse der Flammenfrontkriimmung
wurde im Rahmen dieser Arbeit aber vernachléssigt, da eine Reihe von Untersuchun-
gen (vgl. [175] fiir eine Ubersicht) gezeigt haben, daf sich diese im zeitlichen Mittel ge-
genseitig auftheben.

Flamelet-Modelle, wie die Flammenfrontdichtemodelle, konnen nur Gleichgewichtszu-
stdnde der Flamme beriicksichtigen, da sie von einer unendlich diinnen Flammenfront und
damit von einer bimodalen Verteilung des momentanen Reaktionsfortschritts ausgehen.
Nichtgleichgewichtseffekte hingegen werden durch die Streckungsrate, die das Flamelet
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erfihrt, modelliert. Jede Zustandsgrofe des Flamelets ist damit fiir den unverbrannten
Zustand und den verbrannten Zustand als Funktion der lokalen Streckungsrate K4 cha-
rakterisiert.

Die Struktur der Flammenfront ist durch die Losung der Gleichungen (6.52)—(6.56)
beschrieben, und die Brenngeschwindigkeit kann mittels Gleichung (3.9 ) bestimmt wer-
den. Damit 148t sich der Einfluk der Flammenfrontdehnung auf die momentane lokale
Umsatzgeschwindigkeit pro Flammenfrontoberflicheneinheit {iber

Qe = puS. (K ) (6.58)

beriicksichtigen. Die Ausbreitungsgeschwindigkeit Sy (¢*) der Isofliche ¢ = ¢* ist durch
Gleichung (3.6) definiert. Zur Modellierung der Geschwindigkeit Sy in der Transportglei-
chung fiir die Flammenfrontdichte (6.6) wird aber nicht diese Frontgeschwindigkeit, son-
dern die globale Ausbreitungsgeschwindigkeit einer als unendlich diinn angenommenen-
Flamme relativ zum anstrémenden Frischgemisch benotigt. Diese Geschwindigkeit kann
tiber die Beziehung p,Sr = p(¢*) Sr (¢*) modelliert werden [175].

6.4.2 Bestimmung der zeitlichen Mittelwerte

Zur Bestimmung der zeitlich mittleren Feldgrofien ist eine geeignete Ensemble-Mittelung
der laminaren Flammenfrontstrukturen erforderlich. Die unabhingigen Variablen eines
verallgemeinerten gedehnten und gekriimmten laminaren Flammenfrontelementes sind die
Dehnungsrate, die Kriimmung und die Reaktionsfortschrittsvariable. Mit den oben ge-
troffenen Annahmen hinsichtlich Flammenkriimmung und Reaktionsfortschritt verbleibt
jedoch die Streckungsrate als einzige unabhingige Gréfe. Die Wahrscheinlichkeitsdich-
te, mit deren Hilfe sich der zeitliche Mittelwert einer Feldgréfe im verbrannten Zustand
ermitteln 1a8t, ist demnach durch die Verteilung der Flammenfrontdehnung

Py =P (K,)

gegeben.

BRAY und CANT [33] schlagen basierend auf Uberlegungen der Kolmogorov-Theorie
sowie direkter numerischer Simulationen von RUTLAND [193], CANT ET AL. [52], HA-
WORTH und POINSOT [93], YEUNG ET AL. [241| eine Gauksche Normalverteilung fiir
die Flammenfrontdehnung vor. Diese Funktion kann den Verlauf der Dissipationsrate fiir
kleine Karlovitzzahlen gut wiedergeben, iiberschitzt sie aber fiir grofe Karlovitzzahlen
deutlich. Der Vorschlag von BRAY und CANT hat zudem die Eigenschaft, dak auch fiir
sehr grofse Karlovitzzahlen die Wahrscheinlichkeit, einen brennenden Zustand vorzufinden,
endlich ist. Dieses Modell kann daher kein vollstdndiges Verldschen beschreiben und ist
somit physikalisch inkonsistent. Um dieses Defizit auszugleichen, sollte die dritten Hypo-
these von Kolmogorov (Kapitel 2.4.1) herangezogen werden. Diese besagt implizit, dak die
Wahrscheinlichkeitsdichte jeder turbulenten Feldgrofse im Bereich der dissipativen Skalen
durch eine logarithmische Normalverteilung dargestellt werden kann:

1 1 /lnK,—InK,\?
P(K)= —— o =) ] 6.59
) = ok ks, eXp[ 2( K, )] (6.59)

Die zeitlich mittlere Dehnungsrate K, welche ein Fldchenelement aufgrund der turbulen-
ten Stromung erfihrt, ist, wie bereits BATCHELOR 1952 [10] gezeigt hat, von der Grofen-
ordnung O (g/ 1/)0'5. Dieser Ansatz wurde seitdem durch eine Vielzahl von experimentellen
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Messungen und direkt numerischen Arbeiten (siehe z. B. [3], [175] fiir eine Ubersicht)
untermauert. Ungeklirt sind aber noch die Proportionalitdtskonstanten und der Zusam-
menhang zwischen der Dehnungsrate des Flamelets und K;. Im Rahmen dieser Arbeit
wurde auf die Untersuchungen von ABDEL-GAYED ET AL. |3] zuriickgegriffen, in der
der Median und die Standardabweichungen der Flammenfrontdehnung sowie der zeitliche

Mittelwert zu . _
€
K, = 5 (ln (3_u> — 2K§) —In2 (6.60a)

K,» =0.34 (6.60D)

K, = 04224/ — (6.60c)
3v
bestimmt werden.

Die Flamelet-Gleichungen kénnen in der verwendeten Form nur positive Streckungsra-
ten darstellen, da negative Dehnungsraten zu instabilen Flammen fiihren. Eine Flammen-
frontelement ist aber sowohl positiven als auch negativen Streckungsraten ausgesetzt. Aus
diesem Grund wurde die von BRAY und CANT [33] formulierte Annahme iibernommen,
die davon ausgeht, daf sich eine negative Dehnungsrate genau wie eine positive Dehnungs-
rate auf die Gleichgewichtswerte der Flammenfront auswirkt. Damit gilt fiir eine beliebige
favregemittelte Feldgrofe die folgende Berechnungsvorschrift:

= /0 T (Ka) P (K Ko) dEK s (6.61)

Analog lassen sich die reynoldsgemittelten Gréfen wie Dichte

1 [ 1 =~
Z = P (Ka: K,)dK 4, 6.62

die zeitlich mittlere, flammenfrontgemittelte Flammengeschwindigkeit

(Sp)g ~ ﬁ/ooo %ﬁ (K 4; K;)dK 4, (6.63)

und die gemittelte Brenngeschwindigkeit

(Se)g & p/ooo ic((fé:‘))ﬁ (Ka; K;)dK 4 (6.64)

bestimmen.
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6.5 Mischungsmodell

Um den Einfluf der einmischenden Umgebungsluft zu beschreiben, wird das in Ab-
schnitt 5.4 vorgestellte Mischungsmodell verwendet. Da alle Flamelet-Modelle auf der
Annahme basieren, daf die Reaktion schnell gegeniiber dem turbulenten Mischungsvor-
gang verlaufen, 148t sich die Auswertung von Gleichung (5.41) noch weiter vereinfachen.
In diesem Fall ist es zuléssig, die Wahrscheinlichkeitsdichte 736 ebenfalls durch eine Dop-
peldeltafunktion anzunéheren, d. h. es gilt die Approximation des BML-Modells (siehe
Kapitel 3.4.1):

Po(c) A () +BS(1—¢)=(1-3)6(c)+&5(1—¢) . (6.65)

Eine beliebige favregemittelte skalare Feldgréfe ¢ ist damit iiber

o=(1-F)o+7(0-Ddnle=0/=D+enlc=1F=1) (666

berechenbar. Die mittlere Dichte 14t sich auf Basis von Gleichung (5.42) und unter Zu-
hilfenahme von Gleichung (6.65) zu

1 ( 2 1 ~

- = 1_f)_+f(1+7:cv)
p PL

bestimmen. In Gleichung (6.67) bezeichnet 7 = (Trp — Tru) /Tr,u den Wéirmefreiset-
zungsparameter beziiglich des unverdiinnten Frischgemischs. Unter der Voraussetzung
konstanter mittlerer Molmassen lift sich mit Hilfe des idealen Gasgesetzes

1

PR,u

(6.67)

pRTR = pLTL (668)

die Dichte der Umgebungsluft (L) durch die Temperatur und die Dichte des unverbrannten
Gemisches ausdriicken:

=(1-7) Lo Fasmg- 1. (6.69)

PRu TR,u PR

=

Anhand der Gleichungen (6.66)—(6.69) konnen alle erforderlichen Zustandsgréfen als Funk-
tion des Warmefreisetzungsparameters 7, der Dichte pgr, sowie der Temperaturen Tg,
des Frischgemischs und der einmischenden Umgebungsluft 77, bestimmt werden.

Sollen Nichtgleichgewichtseffekte anhand der Flammenfrontdehnung beriicksichtigt
werden, muf zur Berechnung einer zeitlich mittleren Feldgrofe auf die Gleichungen (5.41)
bzw. (5.42) zuriickgegriffen werden. Der reagierte Zustand einer favregemittelten Grofe
ist dann durch das Integral

ora(c=1,0 =1) = [ énas()P (K)dK (6.70)
0
gegeben. Fiir den Wiarmefreisetzungsparameter gilt somit
C Trp(K) ~
T :/ ko )P(K) dK — 1. (6.71)
0 TR,u

Damit kann die zeitlich mittlere Dichte iiber Gleichung (6.67) und die Temperatur sowie
die Spezieskonzentrationen iiber Gleichung (6.66) berechnet werden.
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6.6 Zusammenstellung der untersuchten Modelle

Im Rahmen dieser Arbeit wurden sieben unterschiedliche Modellansétze fiir die Transport-
gleichung der Flammenfrontdichte untersucht. Die folgenden Modelle wurden auf die in
Kapitel 8 erlduterten turbulenten Vormischflammen angewendet und anhand detaillierter
Feldmessungen validiert und untereinander verglichen.

CF-1 Modell Das CF-1 Modell modelliert die turbulente Flammendehnung auf Basis
der integralen Turbulenzgrofen und vernachlissigt den Beitrag der Flammenfortpflan-
zung normal zur turbulenten Flammenfront. Im Gegensatz zu den von DuUCLOS [73] und
PRASAD [184] untersuchten Varianten des CF-1 Modells, verwendet diese Version die
reynoldsgemittelte Reaktionsfortschrittsvariable im Destruktionsterm und beriicksichtigt
den Einflufs der mittleren Stromung auf den Flammenfrontdehnung.

8ﬁi = 7 ——
s (puz) =V | LVE
o +V (pu ) \Y <Sczv )
— e L ~
O, | (T2 L5222 ) . va | oS + O, 258
Ak 2pk k
1 —\ 2 Vg — _
- WS—— () - L VT 72
CDlpSll_E() SCEV Vp (6.72)

CF-2 Modell Das CF-2 Modell unterscheidet sich vom CF-1 Modell lediglich in der
Formulierung der turbulenten Flammenfrontdehnung. Anstelle der integralen Turbulenz-
grofken treten beim CF-2 Modell die dissipativen Skalen.

dpX P T ——
— + V- ¥)=V-[=—VX
ot * (pu ) (S Cx )

e o o =
O, | (122 L 22 ) v ,OE—i-C'Kn\/EﬁZ
Apk 25k v

1 —\ 2 v =
—CDl,ouSlO?E(E) — S—;EVE-Vp (6.73)

CF-3 Modell Im Gegensatz zum CF-1 und CF-2 Modell, welches einen minimalen bzw.
maximalen Grenzfallbetrachtung fiir den Turbulenzeinfluf auf die Flammenfrontdehnung
darstellt, modelliert das CF-3 Modell die turbulente Flammenfrontdehnung mit Hilfe des
ITNFS-Modells.

op%. o~ ==
or= (D) =V [ LLvys
P V- (i) = v (Sczv )

WI WI ~\\ = = Ut lt g_—

—Ck, | | I—=—4+E——=— ] : Vu | pX + Cg,T' <—,—):E

“ (( 4k m) )p s ) E

1 — v —
- CDlpuSlOlTE (2)2 - S—C;VZ -Vp (6.74)



172

CPB Modell Das CPB Modell modelliert die turbulente Flammenfrontdehnung ebenso
wie das CF-2 Modell auf Basis der dissipativen Wirbelabmessungen. Es verwendet jedoch
einen anderen Ausdruck zur Beschreibung des Destruktionsterms.

apE ~ Mt =
—— 4+ V- )=V - —W

e - =
e, [ [T B2 ) v s+ CKW\/ng
Ak 25k v

ot (2 +exp [—0D21(1_ —g )&/ (’léislo)}) o

7

>-Vp (6.
5. VS VP (679)

MB Modell Das MB Modell basiert auf der Verdffentlichung von MANTEL und BORG-
HI [146]. Die Autoren leiten in ihrer Arbeit eine semi-empirische Modellgleichung fiir die
skalare Dissipationsrate unter der Annahme konstanter Dichte ab. Mit Hilfe des Ahnlich-

keitsansatzes p,S'Y. = (5/%) "2 postulieren sie schlieflich die folgende Transportglei-
chung fiir die Flammenfrontoberflichendichte.

dp% o~ ==
or= () =V [ LLvy
Lo+ V- (puT) =V (SCEV )
O, | (122 L 2 ) v p_E—i-C’Kn\/gﬁi
Ak 25k v
k 5P _ _
— Cp Pusi ) - 2 VE.VE (6.76)

\/55(1-5)(1+0D255/\/Z)( =

CF-4 Modell Das CF-4 Modell vereint die in Abschnitt 6.2 vorgestellten Modellie-
rungsansitze und ist durch Gleichung (6.43) beschrieben.

op% o~ ==
et ) Y =v. [ Pyn
7L V- (i) = V (SCEV )
pu'"u" M’ | — — £ _—
—Ck, | |[Im—=—+E——— | : Vu | pX + (Ck, + Csx) Tx=p2%
" (( 4k 2ﬁk> )p (Cr+ Csn) Tz
1 —
p— 0—
Cp1puS 1_2¢ (Z)

2 v _
0( v  27Ve Vc) v VSV (6.77)

S __ _
T+ Pus 1+7c (1+7-E)2 Scx,

CF-5 Modell Das CF-5Modell ist in der Formulierung seiner Terme mit dem CF-4 Mo-
dell identisch. Die Werte der zeitlich mittleren Dichte, der molekularen Transportgrofen
sowie der zeitlich mittleren Flammengeschwindigkeit werden aber mit den in Abschnitt 6.4
vorgestellten Gleichungen berechnet.
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Zusammenstellung der Modellkonstanten Die folgende Tabelle gibt einen Uber-
blick iiber die verwendeten Modellkonstanten der untersuchten Flammenfrontdichtemo-
delle.

‘ Model ‘ Gleichung ‘ SCg ‘ CKm ‘ CKt/n ‘ CSn ‘ CDI ‘ CD2 ‘

CF-1 672) |07 ]044 311 - | 1 | -
CF-2 (6.73) | 0.7 | 044 | 028 | - | 1 | -
CF-3 (6.74) | 0.7 | 044 | 2 1 [ -
CPB (675) | 07 |044] 028 | - | 1 | -
MB (6.76) | 0.7 | 044 09 | - | 1 | 1
CF-4/5| (6.77) | 0.7 | 044 | 1 1 [ 1 | -

Tabelle 6.1: Konstanten der untersuchten Flammenfrontdichtemodelle



Kapitel 7

Numerische Verfahren

7.1 Stromungsloser

Fiir die im Rahmen der vorliegenden Arbeit durchgefiihrten Simulationen wurde das kom-
merzielle CFD-Programmpaket CFX/TASCflow der Firma AEA Technology eingesetzt.
Zwei Griinde fiihrten zur Entscheidung ein kommerzielles Programm als Arbeitsplatt-
form einzusetzen. Zum einen steht nicht die Weiterentwicklung von Turbulenzmodellen
oder numerischer Verfahren im Mittelpunkt dieser Arbeit, sondern die Validierung und
Verbesserung anwendungsnaher Verbrennungsmodelle. Diese konnten mit relativ beschei-
denem Aufwand fast ausschlieflich mit Hilfe von Benutzerschnittstellen implementiert
werden. Zum anderen kann davon ausgegangen werden, daf das Programm hinsichtlich
der Losungsverfahren und Turbulenzmodelle ausreichend validiert ist, so dak zuverlissige
und erprobte Verfahren die Basis fiir die vorliegende Arbeit bilden. Aufierdem ermog-
licht die weite Verbreitung des Programms in der Industrie ein rasches Einfliefen der
Forschungsergebnisse in die praktische Anwendung.

Dieser Abschnitt bietet keinen Uberblick iiber die Funktionsweise des Programms oder
einen detaillierten Einblick in die verwendeten numerischen Verfahren. Beide Aspekte wa-
ren nicht Bestandteil der Arbeit und sind in den Handbiichern ausfiihrlich dokumentiert.
Im folgenden sollen lediglich die Prinzipien, nach denen TASCflow die in Kapitel 2.1
vorgestellten Gleichungen 16st, dargestellt werden.

TASCflow basiert auf einer Finiten Volumen Methode, bildet die Geometrie des Re-
chengebietes aber mit Hilfe eines Finite Elemente Verfahrens ab. Auf diese Weise werden
die konservativen Eigenschaften der Finiten Volumen Verfahren mit der Flexibilitit der
Finite Elemente Verfahren hinsichtlich der Diskretisierung des Rechengebietes vereint. In
Abbildung 7.1 ist das von TASCflow verwendete numerische Gitter beispielhaft darge-
stellt. Bei der Diskretisierungsmethode handelt sich um ein Zellknotenverfahren, bei dem
zunichst die Mittelpunkte der finiten Kontrollvolumina definiert werden. Das sich so er-
gebende Gitter definiert fiir TASCflow die Fluf-Elemente. Die Kontrollvolumina selbst
sind durch die Elementmittelebenen festgelegt. Ein Kontrollvolumen ist daher, wie in Ab-
bildung 7.1 angedeutet, durch 24 Ebenensegmente begrenzt und besteht aus 8 Oktanten.
Knotenpunkte, die auf den Randern des Berechnungsgebietes liegen, sind hingegen nicht
von einem Kontrollvolumen umgeben, sondern von vier, zwei oder einem Oktanten. Der
Vorteil der Verwendung eines Kontrollvolumenmodells liegt darin, daf sich ein Verfahren
ergibt, das konservativ ist. Die Erhaltungsgesetze der in Kapitel 2.1 vorgestellten physi-
kalischen Prozesse werden somit automatisch fiir das gesamte Rechengebiet erfiillt.

174
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Gitterpunkt Gitterelement

Kontrollvolumen Integrationspunkt

Abbildung 7.1: Schematische Darstellung des in TASCflow verwendeten Kontrollvolu-
mens.

Alle Feldgrofen, also auch Druck und Geschwindigkeitskomponenten, werden aus-
schlieflich an den Knotenpunkten der sogenannten Flufelemente gespeichert. Das damit
verbundene Problem der Druck-Geschwindigkeits-Entkopplung wird durch eine Interpola-
tion der Impulsgleichungen geldst. Diese Vorgehensweise hat gegeniiber derjenigen gestaf-
felter Gitter einige Vorteile, die im TASCflow-Handbuch eingehend erldautert werden. Die
Volumenintegration der Erhaltungsgleichungen fiir Masse, Impuls, Energie und anderer
skalarer Grofen iiber die Kontrollvolumina fiihrt auf ein System algebraischer Gleichun-
gen, das in Form einer Matrixgleichung geschrieben werden kann.

TASCflow verwendet fiir die Losung dieses Gleichungssystems ein robustes algebrai-
sches Mehrgitterverfahren. Diese gehoren zu den effizientesten Methoden zur Lésung
grofer, schwach besetzter Gleichungssysteme, da sie sich hinsichtlich des Rechenzeitauf-
wandes zumindest theoretisch optimal verhalten. Wéhrend fiir klassische Eingitteritera-
tionsverfahren wie z. B. Gauf-Seidel oder CG-basierte Strategien die Rechenzeit propor-
tional zum Quadrat der Gitterpunktanzahl ansteigt, erreichen Mehrgitterverfahren eine
lineare Abhéngigkeit der Rechenzeit von der Anzahl der Gitterpunkte.

Die Idee der Mehrgitterverfahren besteht darin, die Losung des diskretisierten Glei-
chungssystems durch die Losung kleiner verwandter Systeme anzunihern. Klassische geo-
metrische Mehrgitterverfahren (GMG) erzeugen diese Systeme durch Diskretisierung des
Rechengebietes auf einem groberen Gitter. Die Naherungslosung auf dem Grobgitter wird
dann zur Verbesserung der Néherung auf dem feinen Gitter herangezogen. Die Grobgit-
terkorrektur fiir sich genommen stellt kein konvergentes Losungsverfahren dar, sondern
dient dazu, Fehler auf dem groben Gitter zu minimieren. Diese niederfrequenten Fehleran-
teile werden durch Eingitterverfahren nur sehr langsam geddmpft und fiihren zu einem
schlechten Konvergenzverhalten.

Die wihrend der iterativen Losung ebenfalls auftretenden hochfrequenten Anteile wer-
den durch das grobe Gitter jedoch nur schlecht erfasst, weshalb als zweite Komponente
eines Mehrgitterverfahrens der Glétter fiir eine effektive Dadmpfung dieser Fehler sorgt.
GMG-basierte Verfahren arbeiten auf dem Gitter, auf dem das zu l6sende Problem diskre-
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tisiert wurde und orientieren sich bei der Vergroberung an der Gittergeometrie. Da sich
die Wahl des geeigneten Glattungsverfahren nach dem Grad der Gitterauflosung und dem
zugrundeliegenden kontinuierlichen Problem richtet, sind GMG-Methoden nur bedingt
als ,black box“-Loser geeignet. Algebraische Verfahren (AMG) umgehen dieses Problem,
indem sie die Grobgittergleichung allein aus den Koeffizienten des linearen Gleichungssy-
stems bestimmen, das durch Diskretisierung auf dem Feingitter entstanden ist. TASCflow
verwendet als Algorithmus zur Konstruktion des Grobgitters ein additives Mehrgitterkor-
rektur Verfahren (ACM, engl.: Additive Correction Multigrid), das die konservative Form
der diskretisierten Bilanzgleichungen sicherstellt. Hierzu wird auf dem Grobgitter eine
Korrektur bestimmt, die auf dem zugehérigen Feingitterblock zu einem verschwindenden
Residuum fiihrt. Auf dem so definierten Grobgitter wird dann ein lineares Gleichungssy-
stem fiir die entsprechende Korrektur gelost, das in seinem Aufbau dem des Feingitters
entspricht.

Die Strategie der Grobgitterkorrektur besteht aus der Ubertragung der Residuen des
feinen Gitters (Restriktion) auf das grobe Gitter, der niherungsweisen Berechnung der
Residuumsgleichung auf dem Grobgitter und der anschliefenden Losungskorrektur auf
dem Feingitter (Prolongation). Dieses Verfahren wird im allgemeinen rekursiv angewendet,
da die Grobgitterkorrektur iterativ bestimmt werden muf. Hierzu wird auf dem Grobgitter
zundchst eine Naherungslosung bestimmt und diese nach dem gleichen Verfahren mit der
Korrektur eines noch groberen Gitters verbessert. TASCflow verwendet eine zweimalige
rekursive Anwendung dieses Beschleunigungsverfahrens, den sogenannten W-Zyklus.

Die erforderliche Druck-Geschwindigkeitskopplung erfolgt bei TASCflow nicht iiber
das weit verbreitete SIMPLE-Verfahren bzw. dessen Derivate SIMPLER, SIMPLEC oder
PISO, die iterativ Druckkorrekturgleichungen und Geschwindigkeitsgleichungen sequen-
tiell 16sen. Stattdessen 16st TASCflow die Kontinuitéts- und Impulsgleichungen in einem
vollstiandig gekoppelten Schritt. Dem Nachteil des hoheren Speicheraufwandes steht dabei
die geringere Anzahl benétigter Iterationen gegeniiber. Da ein Gauss-Seidel Algorithmus
die erforderliche strenge Kopplung zwischen der Impuls- und Kontinuitétsgleichung nicht
gewéhrleistet, kommt als Glatter ein ILU-Verfahren (engl.: Incomplete Lower Upper) zum
Einsatz.
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7.2 Linearisierung der Quellterme

TASCflow 16st fiir jeden zeitlich gemittelten Skalar eine allgemeine Transportgleichung
der Form

a_N o~ ~
aierv-(ﬁw):v-(ﬁ(D+Sy—;>V¢>+S¢- (7.)

Ziel des numerischen Verfahrens ist die Berechnung der Feldgrofe qg an den diskreten
Stiitzstellen im Rechengebiet. Dazu wird das Gebiet durch ein Netz unterteilt, dessen
Kreuzungspunkte den Stiitzstellen des numerischen Verfahrens entsprechen. Die kontinu-
ierliche Information, die die Differentialgleichung liefert, wird also durch diskrete Werte
ersetzt. Damit ist es nun moglich, anstelle der Differentialgleichungen ein System von
algebraischen Gleichungen herzuleiten, das die Stromungsgrofen an den Stiitzstellen mit-
einander verkniipft. Um eine effiziente Losung zu ermoglichen, mufs das resultierende
System linear sein. Aufgabe des Verfahrens ist also auch die Linearisierung der Differen-
tialgleichungen. Am Ende steht eine Gleichung fiir jeden Gitterpunkt P im Rechengebiet
in der Form: B B

Apbp+ Y Anyus + SeAV =0 (7.2)

Hierbei bezeichnen $p und anb den Wert des Skalars am betrachteten Knotenpunkt P
bzw. den acht Nachbarknotenpunkten nb und A die finiten Volumenkoeffizienten, welche
die Informationen iiber die zeitabhéngigen, konvektiven sowie diffusiven Terme der Glei-
chung (7.2) beinhalten. Die von TASCflow verwendeten Diskretisierungsschemata erfor-
dern positive Koeffizienten A, weshalb der Koeffizient A, aufgrund der Regel der Summe
der Nachbarkoeffizienten immer negativ sein muf. Eine Verletzung dieser Regel fiihrt fast
immer zu physikalisch unrealistischen Ergebnissen bzw. Konvergenzproblemen [158|.

Der Quellterm Sy wird auf das dem Gitterpunkt zugehérige Kontrollvolumen AV an-
gewendet, und ist im allgemeinen eine nicht-lineare Funktion der Variablen 5 Eine Beriick-
sichtigung dieser Abhéngigkeit in der diskretisierten Gleichung ist zwar wiinschenswert,
formal ist jedoch nur eine lineare Abhingigkeit der Form

Sy =S4+ Spdy (7.3)

moglich. Hierbei beschreibt S4 den konstanten und Sgp den linear mit qu variierenden
Anteil des Quellterms, den so genannten aktiven Koeffizienten. _

Der gesuchte Wert des Skalars am betrachteten Knotenpunkt ¢, ergibt sich durch
Zusammenfassung der Gleichungen (7.2) und (7.3) zu

4 = S Appbnp + S4AV
P ZAn,,—SBAV '

(7.4)

Fiir die betrachteten Skalare ist der Wert einer Variablen an einem Gitterpunkt von den
Werten der benachbarten Gitterpunkte abhingig. Daraus folgt, dalk der Anstieg eines
Wertes an einem Gitterpunkt auch zu einem Anstieg der Werte an den benachbarten
Knoten fithren muf. Deshalb ist es erforderlich, dal der Nenner in Gleichung (7.4) immer
grofer als oder gleich der Summe der Nachbarkoeffizienten » | A,; ist. Andernfalls kann der
Wert des Skalars qu trotz positiver Nachbarkoeffizienten und eines positiven Quellterms
negativ werden. Deshalb diirfen nur negative Koeffizienten Sg beriicksichtigt werden, die
die Diagonaldominaz der Matrix sichern und verstérken [158].
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Das System der linearen Gleichungen (7.4) stellt nur eine Ndherungslosung fiir die
Feldgrofe qNS dar, die fehlerbehaftet ist und iterativ korrigiert werden muk. Die korrekte
Lésung 148t sich durch die Naherungslosung des letzten Iterationsschritts ¢° und einen-
Korrekturterm ¢*ausdriicken, der fiir eine konvergierende Losung gegen null strebt:

6=0"+¢". (7.5)
Damit ergibt sich die sogenannte Residuen-Form der Gleichung (7.4)

Ayt + 7 Amdly + SpAVES = 4,00 = >~ Awdty — (Sa+ Spdh) AV =R, (7.6)

wobei R das Residuum am betrachteten Knotenpunkt zum jeweiligen Iterationsschritt
bezeichnet. Diese Gleichung li£t sich nach der gesuchten Korrektur ¢ auflosen, die fiir
den Skalar ¢ an allen Gitterpunkten durch
gg—k — Z Anbd)rtb - R
PN Ay — SBAV
bestimmt wird. Daraus ist ersichtlich, daf die Art der Quelltermlinearisierung auf das
Losungsverhalten der Gleichung (7.7) sowohl durch den aktiven Koeffizienten S, als auch
das Residuum in Form von S§ = S4 + Spé) Einfluf nimmt.

Um zu der von TASCflow verwendeten Linearisierungsvorschrift zu gelangen, miissen
Gleichung (7.3) und (7.5) miteinander zu

(7.7)

S =Sa+Sp (8)+ ;) = S8+ 5,67 (7.8)

verkniipft werden. Hierbei bezeichnet Sg = Sy + 5352 den Quellterm im betrachteten
Kontrollvolumen berechnet mit Werten des letzten Iterationsschritts.

Die Werte von Sg sowie des aktive Koeffizienten S, sind von der betrachteten Trans-
portgleichung abhingig und kénnen mit Hilfe unterschiedlicher Verfahren bestimmt wer-
den. Die im Rahmen dieser Arbeit angewendeten Methoden der Quelltermlinearisierung
fiir die Flammenfrontdichte sowie den Mittelwert und die Varianz des Reaktionsfort-
schritts sind Thema der nun folgenden Abschnitte.

7.2.1 Flammenfrontoberflachendichte

Die modellierte Transportgleichung der Flammenfrontdichte (6.43) 1iaft sich verallgemei-
nert wie folgt schreiben:

E(i):(51+52—53+54+55)i mit SQ>0,53>0. (79)

Im Gegensatz zu dem Produktionsterm S und dem Destruktionsterm S5 kénnen die
Terme S;, S; und S5 sowohl positive als auch negative Werte annehmen. Sie lassen sich
aber folgt in einen positiven und negativen Anteil aufgespalten:

Sf—/4/5 = maXx (0,81/4/5) (7103)
85/4/5 = max (0, ‘51/4/5|) . (710b)

Somit 148t sich der Quellterm in Gleichung (7.9) durch positive und negative Anteile
St bzw. S~ darstellen: B B B
L(X)=8tE-8% (7.11)
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Die Flammenfrontoberflichendichte ist immer positiv, ihre Transportgleichung besitzt
aber sowohl Quell- als auch Senkenterme, so dafs die Netto-Quelle hdufig negativ wird.
Um zu gewihrleisten, dak keine negativen Werte der Flammenfrontoberflichendichte ¥
auftreten, muR sichergestellt sein, daf der konstante Anteil S% des linearisierten Quell-
terms immer positiv ist. Dies kann durch folgende Quelltermlinearisierung

SY=5t% 4+ 5% (7.12a)

Sy=—5" (7.12b)

sichergestellt werden. Mit Hilfe dieser Formulierung lassen sich alle in Kapitel 6.6 vor-
gestellten Flammenfrontdichtemodellen linearisieren, da nur die entsprechenden Koeffi-
zienten der jeweiligen Quell- und Senkenterme in die obige Gleichung eingesetzt werden
miissen.

Eine besondere Behandlung erfordert die Linearisierung des Kriimmungsterms (siehe
Kapitel 6.2.5), da die Funktion im Nenner (1 —¢) bzw. ¢(1 —¢) fiir den unverbrannten und
ausgebrannten Zustand nicht definiert ist, und der Destruktionsterm bei Anndherung an
diese Grenzen gegen unendlich streben wiirde:

1
lim —— . .
E—I}Ig,llg(l—a_)oo (7.13)

Die Formulierung des Destruktionsterms ist semi-empirisch und soll sicherstellen, daf fiir
die beiden Zusténde verbrannt bzw. unverbrannt die Vernichtung von Flammenfrontober-
fliche gegeniiber der Produktion iiberwiegt, und dies unabhéngig vom Turbulenzzustand.
Daher kann fiir Werte von ¢ < ¢y bzw. ¢ > ¢; der Kurvenverlauf wie in Abbildung 7.2
dargestellt durch die Tangenten der Funktionen an ¢ = ¢y bzw. ¢ = ¢; ersetzt werden.
Die Wahl der Parameter ¢y und ¢; richtet sich dabei nach der zu erwartenden Grofe
der Quellterme, da diese nicht vom Reaktionsfortschritt, sondern nur vom Turbulenzzu-
stand abhéangen. In den durchgefiihrten Simulationen wurde das in Kapitel 6.3 vorgestellte
Wandmodell eingesetzt, welches unphysikalische Turbulenzgréften in Wandn#he verhin-
derte. Werte von ¢y = 10~* sowie ¢; = 0.9999 erfiillen daher die Anforderungen ohne
jedoch die Linearisierung zu beeinflussen und somit den Verlauf der Flammenfrontdichte
zu verfélschen.

7.2.2 Reaktionsfortschrittsvariable

Da die Reaktionsfortschrittsvariable nur zwischen null und eins definiert, und der Quell-
term immer positiv ist, bietet sich die folgenden Linearisierung nach einem Vorschlag von
PATANKAR [158] an:
Il 1 _
PR ] Gl ) (7.14a)
max (1 —¢, cs)

We

S, = (7.14b)

" max (1 —¢, )
Diese Formulierung stellt sicher, da$ ein Uberschwingen der Losung bei Anniherung an
¢ = 1 vermieden wird, was das Konvergenzverhalten positiv beeinflufit. Der aktive Koeffi-
zient (7.14b) ist in dieser Formulierung die Ableitung des Quellterms im c-Raum. Néhert
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u
Q

f(e) = fler) + (ﬁ)ﬁ (c—ex)
! b 10 = e+ (4) e o) |

<%

Abbildung 7.2: Zur Veranschaulichung der Linearisierung des Destruktionsterms

sich die Reaktionsfortschrittsvariable dem Wert eins, wird der aktive Koeffizient zuneh-
mend groRer und dimpft Anderungen des Quellterms .. Auf diese Weise wird ein Uber-
schwingen der Losung, d.h Werte von ¢ grofer eins, verhindert. Die Formulierung des
Nenners stellt sicher, daf der konstante Anteil der Quelltermlinearisierung immer endli-
che Werte annimmt und fiir ¢ — 1 gegen null strebt. Der Wert der kleinen Zahl ¢4 ist mit
1076 so gewihlt, dak er kleiner als der angestrebte absolute Fehler mit 5 - 10 — 5 ist. Der
durch die Quelltermlinearisierung eingegangene Fehler hat daher keinen Einfluf auf die
konvergierte Losung.

7.2.3 Reaktionsfortschrittsvarianz

Die Varianz des Reaktionsfortschritts ist immer positiv. Thre Transportgleichung besitzt
aber sowohl Quell- als auch Senkenterme, so daf die Netto-Quelle hiufig negativ wird.
Die Quelltermlinearisierung muf daher so gewéhlt werden, daf keine negative Werte der
Reaktionsfortschrittsvarianz ¢? auftreten konnen. Die Quellen der Reaktionsfortschritts-
varianz, bestehend aus Produktion aufgrund von Gradienten des zeitlich mittleren Re-
aktionsfortschritts, Dissipation und chemischer Reaktion (siehe Gl. (5.23)) lassen sich in
ihre positiven und negativen Anteile wie folgt zerlegen:

Szm=8"-5" mit S¥>0,57>0. (7.15)

Der aktive Koeffizient muf nach den Regeln der Quelltermlinearisierung immer negativ
sein. Wird daher der Destruktionsterms mit der Reaktionsfortschrittsvarianz erweitert,

s—st-2 gn. (7.16)

CII2
14t sich die folgende Linearisierungsvorschrift ableiten:

S =St

o (;;7'2

(7.17a)
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5772
Sp=—"""7""+ (7.17b)
max (c”2, 05)

Diese Vorschrift erfiillt die Regeln der Quelltermlinearisierung und fiihrt zu einem sehr
guten Konvergenzverhalten.
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7.3 Pra- und Postprozessor

Neben der Beschreibung der Verbrennungsreaktion sind bei der Modellierung technisch
relevanter Systeme noch andere physikalische Prozesse zu beriicksichtigen, wie Warmelei-
tung, Warmestrahlung oder Zerstdubung und Verdampfung. Um praxisnahe Probleme mit
den heutigen Rechnerkapazititen simulieren zu kénnen, miissen daher alle Teilmodelle auf
die unbedingt erforderliche Genauigkeit reduziert werden. Eine weitere wichtige Aufgabe
stellt die effiziente Gestaltung des Berechnungsvorgangs dar. Hiufig konnen Teilmodelle
getrennt von der eigentlichen Strémungssimulation behandelt werden. In solchen Fillen
14t sich der Rechenzeitbedarf durch den Einsatz eines Praprozessors deutlich reduzieren.
In einer so genannten Vorabberechnung (engl.: Preprocessing) werden Schritte, die wih-
rend der Stromungssimulation immer wieder in der gleichen Art und Weise ablaufen, vor
derselben durchgefiihrt, und die Ergebnisse in Form von Tabellen abgelegt. Hierbei ist der
Zustandsraum aller Einflufsparameter zu beriicksichtigen, damit wihrend der eigentlichen
Stromungsberechnung die bendtigten Werte aus der Tabelle mittels geeigneter Interpo-
lation ermittelt werden konnen. Die Effizienz des Preprocessings hingt mafsgeblich von
dem gewédhlten Tabellierungsalgorithmus ab. Dieser sollte fiir den ingenieurméfigen Ein-
satz die folgenden Kriterien erfiillen: Optimierter Speicherbedarf, optimierte Zugriffszeit,
flexible Datenstruktur, um das Tabellierungsverfahren auf unterschiedliche Problemstel-
lungen anwenden zu kdénnen, sowie Portabilitdt des Programms.

Um diese Randbedingungen zu erfiillen, wurde im Rahmen dieser Arbeit der Priapro-
zessor PrePDF entwickelt. Das Programm PrePDF hat die Aufgabe, die Integrale des
c-PDF Modells sowie des CF-5 Modells auszuwerten, und die Ergebnisse in einer Tabelle
abzulegen. Diese Tabelle kann anschlieffend mit einem entsprechenden Schnittstellenmo-
dul durch den Stromungsloser ausgelesen werden. Der Aufwand zum Auslesen der Tabelle
wurde minimiert, indem ein adaptiver Tabellierungsalgorithmus von HABISREUTHER [87|
verwendet wurde. Dieser Algorithmus wurde zuerst von MAAS und POPE [142] vorgeschla-
gen und u.a. in den Arbeiten von HABISREUTHER [88] sowie THEISSEN [219]| angewendet.
Eine ausfiihrliche Beschreibung des Programms und der verwendeten Algorithmen wiirde
den Rahmen dieser Arbeit sprengen, weshalb an dieser Stelle auf die Dokumentation des
Préprozessors verwiesen wird [100]. Die Anwendbarkeit des Priaprozessors auf technische
Probleme finden sich in den Arbeiten von HOFFMANN und GROSSSCHMIDT [101].

7.3.1 Tabellen des c-PDF Verbrennungsmodells

Im Hinblick auf das Wahrscheinlichkeitsdichtemodell wird sowohl die Berechnung der
Chemie als auch die Integration in einem Preprocessing-Schritt durchgefiihrt. Der Che-
mielser berechnet in einem homogenen System den Reaktionsverlauf eines reagierenden
Brennstoff/Luft Gemisches. Das chemische System wird mit Hilfe der 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik abgebildet und als Funktion der Reaktionsfortschrittsvariablen c tabelliert. Die
Mittelwerte (Gl. (5.19), Gl. (5.26)—(5.28)) werden durch Wichtung mit der angenommenen
PDF und adaptive Integration iiber den Zustandsraum der Reaktionsfortschrittsvariablen
bestimmt. Die abgeschnittene Gaufkfunktion und die S-Funktion sind durch ¢ und ¢"? be-
stimmt. Daher werden die gemittelten Werte als Funktion dieser beiden Parameter in
der eingangs erwihnten adaptiven Tabelle abgelegt. Wihrend der Stromungsberechnung
werden die erforderlichen Mittelwerte der Dichte, der mittleren Reaktionsrate und des
Reaktionsquellterms der Fortschrittsvarianz aus der Tabelle gelesen. Nach Abschluf der
Stromungsberechnung werden in einem Nachbearbeitungsschritt (engl.: Postprocessing)
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Abbildung 7.3: Schematische Darstellung einer Verbrennungsrechnung mit dem c-PDF
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die Mittelwerte der Spezieskonzentrationen und die mittlere Temperatur bestimmt. Der
grundsétzliche Ablauf einer Verbrennungsrechnung mit dem ¢-PDF Modell ist in Abbil-
dung 7.3 schematisch dargestellt.

7.3.2 Tabellen des Flammenfrontdichtemodells

Die Abbildung (7.4) zeigt schematisch den Berechnungsverlauf bei der Verwendung de-
taillierter Chemie. Die Aufgabe des ChemielGsers besteht in der Simulation der in Ab-
schnitt 6.4.1 beschriebenen laminaren, gedehnten Vormischflammen. Das eindimensiona-
le Gleichungssystem wird mit Hilfe des CHEMKIN-basierten FORTRAN77 Programms
SPOF gelost, welches im Rahmen dieser Arbeit entwickelt wurde. Fiir eine ausfiihrlichere
Beschreibung des Programms wird aus Platzgriinden an dieser Stelle auf die Programm-
dokumentation verwiesen [99]. Zur Berechnung der Flamelets wurde der in Anhang A.1
aufgefiihrte Reaktionsmechanismus der Methanverbrennung verwendet. Im Rahmen die-
ser Arbeit wurden nur die Gleichgewichtszustinde der Flamelets betrachtet, d. h. die
Flammengeschwindigkeit, sowie die Temperaturen, Dichten und Konzentrationen des un-
verbrannten bzw. ausgebrannten Gemischs. Die zeitlich mittleren Grofen (Gl. (6.61)-
(6.64)) lassen sich dann mit Hilfe einer angenommen Wahrscheinlichkeitsdichtefunktio-
nen fiir die Dehnungsrate (Gl. (6.59)) bestimmen und in einer Tabelle als Funktion der
zeitlich mittleren Streckungsrate K, die iiber Gleichung (6.60c) definiert ist, ablegen.
Um den Speicherplatzbedarf und die Zugriffszeiten zu minimieren wird wie beim ¢-PDF
Modell das adaptive Tabellierungsverfahren eingesetzt. Wahrend der Berechnung der tur-
bulenten Vormischflamme werden die Flammengeschwindigkeiten als Funktion der lokalen
Streckungsrate aus der Tabelle ausgelesen. Alle anderen interessierenden Gréfen konnen
nach erfolgter Stromungsberechnung in einem nachgelagerten Schritt mit Hilfe der Tabelle
bestimmt werden.
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Abbildung 7.4: Schematische Darstellung einer Verbrennungsrechnung mit dem Flammen-
frontdichtemodell (CF-5).



Kapitel 8

Ergebnisse und Diskussion

8.1 Einordnung der untersuchten Flammen in das
Verbrennungsdiagramm

In den folgenden Abschnitten werden die in Kapitel 5 und 6 vorgestellten Modelle anhand
von fiinf unterschiedlichen, detailliert vermessenen Testflammen validiert und miteinan-
der verglichen. Zur Losung der FANS-Gleichungen wurden sowohl des k-¢ als auch das
k-w-Modell eingesetzt. Alle untersuchten Testflammen sind axialsymmetrische turbulente
Bunsenflammen, die sich aber hinsichtlich ihrer turbulenten Reynolds- und Karlovitzzah-
len unterscheiden. Die Flamme (G26 ist eine nicht vorgewidrmte, angemagerte turbulen-
te Bunsenflamme mit einem kalten Co-Flow, die am Engler-Bunte-Institut im Rahmen
des TECFLAM-Forschungsvorhabens vermessen wurde. R408, R403 und R309 bezeich-
nen unterschiedliche nicht-isenthalpische Freistrahlflammen. Sie wurden mit einem am
Engler-Bunte-Institut entwickelten Matrixbrennersystems erzeugt, das gasturbinenspe-
zifische Verbrennungszustéinde unter definierten Randbedingungen erzeugen kann. Aus
diesem Grund zeichnen sich die ausgewihlten Testflammen durch sehr hohe turbulen-
te Reynoldszahlen, magere Methan /Luft-Gemische und Vorwdrmtemperaturen bis 400°C
aus. Der Testfall F3 wurde am Institut fiir Technische Mechanik in Aachen im Rahmen
des JOULE-Projekts vermessen und ist eine stochiometrische Freistrahlflamme, die durch
einen Heikgas-Co-Flow gleicher Luftzahl stabilisiert wird. Auf diese Weise konnen gro-
Kere Karlovitzzahlen realisiert werden als dies mit der Wasserstoffpilotstabilisierung der
anderen untersuchten Flammen moglich ist.

Die Tabelle 8.1 gibt einen Uberblick iiber die globalen, charakteristischen Betriebsbe-
dingungen der fiinf Flammen. Die angegebenen Grofen sind Mefwerte, die den entspre-

| Testfall | G26 | R408 | R403 | R309 | F3 |
D /mm 80 | 150 | 150 [ 1125 12
Luftzahl \ 125 [ 145 | 1.75 | 22 [ 1.0
Ty /K 298 | 298 | 673 | 673 | 298
ug / ™/s 10 [ 14 | 225 | 235 | 30
ug [ ™/s 17| 27 | 33 | 31 |16
l; / mm 5 | 82 | 82 | 65 | 24

Tabelle 8.1: Globale charakteristische Betriebsbedingungen der untersuchten Flammen.
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Abbildung 8.1: Einordnung der Testflammen in das Verbrennungsdiagramm. Testflamme
G26: Griines Quadrat, Testlamme R309: Rotes Dreieck, Testlamme R403: Blaues Gradi-
entensymbol, Testlamme R408: Violetter Kreis, Testflamme F3: Orangener Diamant. Die
grofen leeren Symbole stehen fiir die experimentell ermittelten Kenngréfen, die kleinen
gefiillten Symbole markieren die Zusténde in der turbulenten Flammenfront.

chenden Veroffentlichungen entnommen wurden und beziehen sich auf die Zustdnde am
Diisenaustritt. Die Lage der Testflammen im Verbrennungsdiagramm ist in Abbildung 8.1
dargestellt. Die grofien leeren Symbole kennzeichnen die Zustédnde auf Basis der globalen
charakteristischen Betriebswerte aus Tabelle 8.1. Zusétzlich sind in das Diagramm Zustéan-
de, wie sie innerhalb der turbulenten Flammenfront vorkommen, eingetragen. Sie werden
durch kleine gefiillte Symbole reprisentiert und sind den Ergebnissen der Simulationsrech-
nungen entnommen worden. Anhand dieser Darstellung ist erkennbar, daf die untersuch-
ten Testflammen einen Bereich der turbulenten Reynoldszahl von 100 < Re; < 2000 und
Karlovitzzahlen von 0.1 < Ka; < 10 abdecken. Mit Ausnahme der Flamme R403 liegen
alle Testfélle mit ihren Eintrittsbedingungen nahe bzw. oberhalb des Klimov-Williams-
Kriteriums von Ka; = 1, d. h. in den Bereichen der gefalteten und verdickt/gefalteten
Flammen. Die Matrixflammen sind hinsichtlich ihrer turbulenten Reynoldszahl mit Ga-
sturbinenflammen vergleichbar (vgl. Abb. 3.12), erreichen aber nicht die vermuteten hohen
Karlovitzzahlen von Ka; > 10 und damit den Bereich der zerrissenen Flammenfronten
bzw. der verteilten Reaktion. Der Bereich der méfig intensiven Verbrennung, wie sie z. B.
in Verbrennungsmotoren stattfindet, wird durch die Bunsenflamme G26 abgedeckt. Die
Flamme F3 zeichnet sich durch die niedrigsten turbulenten Reynolds- aber die hochsten
Karlovitzzahlen aus und stellt damit, zusammen mit den Testfillen R309 und R408, eine
besondere Herausforderung fiir Modelle, die auf dem Flamelet-Ansatz basieren, dar.
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8.2 TECFLAM-Bunsenflamme

8.2.1 Experimenteller Aufbau

Bei der TECFLAM Bunsenflamme handelt es sich um eine vorgemischte Methan/Luft
Freistrahlflamme, die im Rahmen der Arbeitsgemeinschaft TECFLAM entwickelt und als
Standardflamme eingesetzt wurde. Die von SCHUNK [201]| vermessene Flamme G26 bildet
die Grundlage fiir die Validierung der untersuchten Verbrennungsmodelle im niedertur-
bulenten Bereich.

Der Brennerkopf, dargestellt in Abbildung 8.2, besteht aus der Brennerdiise mit einer
Stabilisierungseinrichtung und einem Luft Co-Flow. Dieser hat die Aufgabe, die Flamme
von storenden Einfliissen der Umgebungsluft abzuschirmen und definierte Randbedingun-
gen zu gewéihrleisten. Das Erdgas/Luft Gemisch wird zunéchst in den Brennertopf und
durch einen Strémungsgleichrichter geleitet, bevor es der Brennerdiise mit einem Innen-
durchmesser von 80mm zugefiihrt wird. In diesem befindet sich 80mm vor dem Diisen-
austritt ein Turbulenzgitter, das eine ndherungsweise homogene, isotrope Diisenstromung
erzeugt. Das Turbulenzgitter besitzt kreisformige Gitter6ffnungen mit einem Durchmesser
von d = 9mm und einen Versperrungsfaktor von 0.65. Die Flammenstabilisierung wird
durch eine Wasserstoffpilotflamme am Diisenrand sichergestellt. Hierzu wird Wasserstoff

Stabilisierung

Brennstoff/Luft
Gemisch

ir

Coflow

i
i
. . El N
Kihlwasser (ein) gl S
=~ !
Wasserstoff— 4 :
zuflihrung E— !
|
i
Kihlwasser (aus) J <=

Turbulenzgitter |
3 i %
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[N

Abbildung 8.2: Brennerkopf des TECFLAM-Bunsenbrenners.
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iiber einen konzentrischen Ringspalt am Diisenende in das Erdgas/Luft Gemisch einge-
diist. Es bildet sich eine teilvorgemischte Ringflamme aus, die die Hauptflamme ziindet
und somit stabilisiert. Da sich das Brennerrohrende durch die Flamme stark erwirmt,
wird es durch einen Wassermantel gekiihlt. Um eine moglichst gleichméfige Geschwin-
digkeitsverteilung des Co-Flows zu gewihrleisten, wird der notwendige Luftstrom iiber
zwolf rotationssymmetrische Verteiler in ein Mantelrohr gefiihrt, welches konzentrisch zur
Brennerdiise angeordnet ist. Das Mantelrohr ist leicht abgeschriagt, um Stérungen der
Strémung zu minimieren Das Methan/Luft Gemisch und der Co-Flow wurden fiir LDA-
Messungen mit Magnesiumoxidpartikeln getracert. Auferdem liegen detaillierte Feldmes-
sungen der zeitlich mittleren Konzentrationen von CHy, Os, COy, CO sowie HyO vor.
Eine ausfiihrlichere Beschreibung des Versuchsaufbaus, der Mefkverfahren sowie der Ver-
suchsdurchfithrung findet sich in der Arbeit von SCHUNK [201].

8.2.2 Randbedingungen

Die Struktur des turbulenten Stromungsfeldes hinter einem durchstromten Turbulenzgit-
ter mit dem Lochdurchmesser d kann in zwei Zonen unterteilt werden: Die Produktions-
und die Dissipationszone. Die Produktionszone erstreckt sich vom Turbulenzgitter bis zu
einem dimensionslosen Abstand von etwa x/d = 4. In diesem Bereich iiberwiegt die Tur-
bulenzproduktion aufgrund der Nachlaufeffekte hinter den Gitterstangen und den damit
verbundenen Geschwindigkeitsgradienten. Die turbulente kinetische Energie erreicht daher
am Ende dieser Zone ihr Maximum. An die Produktionszone schlieit sich die Dissipations-
zone an, in der die Turbulenzproduktion wegen der zunehmenden Vergleichméfigung des
Stromungsprofils gegeniiber den viskosen Effekten vernachlissigbar wird. Messungen von
L1u |138] zeigen, dafl die Turbulenzproduktion ab einem dimensionslosen Abstand von
etwa x/d = 10 von untergeordneter Bedeutung ist, so dal der Verlauf der turbulenten
kinetischen Energie durch die folgende Bilanzgleichung angendhert werden kann:

U— = —€ X —. (8.1)

Anhand vermessener axialer Verldufe der turbulenten kinetischen Energie k lassen sich bei
Annahme einer konstanten mittleren Axialgeschwindigkeit v Zusammenhinge der Form

Foce (5)° 52)

bestimmen. Die gesuchte Dissipationsrate € ergibt sich schlieflich durch Kombination von
Gleichung (8.1) und (8.2) als Funktion des dimensionslosen Abstands z/D. Auf Basis
der Messungen von L1U [138] wurden fiir das Gitter G26 die entsprechenden Konstanten
und damit die Einlafrandbedingungen fiir k und & festgelegt. Fiir den Co-Flow stehen
nur Messungen der Geschwindigkeitsschwankungen und des integralen Lingenmafes in
der Austrittsebene zur Verfiigung. Die turbulente Dissipationsrate wurde daher iiber die

Beziehung
3

F= 0.37% (8.3)
t

bestimmt. Abbildung 8.3 zeigt die Verldufe der mittleren Geschwindigkeiten, der turbu-
lenten kinetischen Energie und der Dissipationsrate, wie sie fiir die Berandung ,Diise* und
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Abbildung 8.3: Stromungsrandbedingungen fiir Diise und Co-Flow der Testflamme G26.

,Co-Flow* vorgegeben werden. Abbildung 8.4 zeigt das Rechengitter und die zugehorigen
Randbedingungen.

Am Einstromrand wird eine konstante Geschwindigkeit von ug = 5m/s angenommen,
wahrend die Turbulenz iiber den Turbulenzgrad

Tu = = (8.4)
mit Tu = 0.2 und einem integralen LingenmaR von [, = 10~*m abgeschitzt wird. Die
seitliche Berandung ,,Umgebung” wird als offener Rand spezifiziert. Diese Art der Randbe-
dingung erfordert nur die Vorgabe eines Referenzdrucks p,.; an einem einzigen Randgit-
terpunkt, wohingegen die Geschwindigkeiten und der Druck iiber die gesamte Berandung
Teil der Losung sind. Die Fliche ,Auslak® wird mit einer freien Druckrandbedingung
belegt. Der Referenzdruck betriagt an der in Abbildung 8.4 gekennzeichneten Stelle 1bar.

Das Stromungsfeld ist rotationssymmetrisch, weshalb der Deck- und Bodenfliche des
Rechengebietes Symmetrierandbedingungen zugewiesen werden'. Die Wasserstoffpilot-
flammen werden durch Vorgabe eines ausgebrannten Gemischs an der Einlakrandbedin-
gung ,.Pilot* vorgegeben. Der Einflufl der Wasserstoffstabilisierung auf die Flammencha-
rakteristik wurde eingehend in der Arbeit von SCHUNK untersucht. Er konnte mit Hilfe
der Konzentrationsmessungen und einer Elementbilanz zeigen, dal der Stabilisierungs-
wasserstoff einen vernachlédssigbaren Einfluf auf die Struktur der Flamme besitzt. Das
gleiche insensitive Verhalten wurde in den Simulationsrechnungen festgestellt.

TASCflow3d kann nur dreidimensionale Gittergeometrien behandeln. Das Rechengebiet ist daher ein
Kuchenstiick des rotationssymmetrischen Problems mit einem Offnungswinkel von 6° und drei Gittere-
benen.
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Abbildung 8.4: Gittergeometrie und Randbedingungen der Testflamme G26.

In Tabelle 8.2 sind alle relevanten Randbedingungen der Testflamme G26 zusammen-
gefalit.

‘ Randbedingung H Diise ‘ Co-Flow ‘ Pilot ‘ Einstromrand ‘

Luftzahl A 1.25 00 1.25 00

T/K 298 298 1600 298

u [ m/s sieche Abb. 8.3 | sieche Abb. 8.3 5 0.1

k [ m%/s2 siche Abb. 8.3 | sieche Abb. 8.3 1.5 3.7575

g/ m’ /s siche Abb. 8.3 | sieche Abb. 8.3 9186 118

c 0 1 0.4 1

D) 0 0 500 0

f 1 0 1 0

Tabelle 8.2: Randbedingungen der Testflamme G26.

8.2.3 Ergebnisse

Die Abbildung 8.5 zeigt gemessene (links) und berechnete (rechts) Verteilungen der Axi-
algeschwindigkeit # und der turbulenten kinetischen Energie k fiir die Rechnung mit dem
CF-4 Modell. Das Frischgas besitzt nach dem Austritt aus der Brennerdiise nur eine
axiale Stromungskomponente. Die Flamme heizt das anstromende Gemisch auf, wodurch
es expandiert, und eine radiale Geschwindigkeitskomponente hinzukommt. Diese nimmt
mit fortschreitender Reaktion, d. h. steigender Temperatur, zu. Der in der Reaktionszone
expandierende Gasstrom schirmt das nachstromende Frischgemisch gegeniiber dem Co-
Flow ab, so dafs die Axialgeschwindigkeit innerhalb des Kegels nahezu konstant bleibt.
Am Ende der Reaktionszone kommt es zu keinem weiteren Temperaturanstieg und somit
zu keiner weiteren Volumendilatation, weshalb die Luft des Co-Flows in die Rauchgase
der Flamme einmischen kann. Der damit verbundene Impulsaustausch fiihrt zu einer Ab-
senkung der Axial- und der Radialgeschwindigkeit ab /D = 3. Die turbulente kinetische
Energie nimmt im Potentialkern der Diisenstromung mit zunehmendem Abstand vom
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Abbildung 8.5: Testflamme (G26. Vergleich gemessener und berechneter Axialgeschwindig-
keiten sowie der turbulenten kinetischen Energie.
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Turbulenzgitter bzw. des Diisenaustritts ab. In der Scherzone zwischen Diisenstromung
und Co-Flow ist aufgrund des Geschwindigkeitsgradienten ein Anstieg der turbulenten ki-
netischen Energie zu beobachten. Fiir die Flamme ist dies aber nicht von Bedeutung, da
sie sich weiter in Achsnihe ausbildet. Dort nimmt die turbulente kinetische Energie Werte
zwischen 1.2 und 2.5m°/s2 an. Der in Abbildung 8.5 dargestellte Vergleich von Feldmessung
und Simulationsergebnissen des k-e-Modells zeigt eine gute Ubereinstimmung sowohl hin-
sichtlich der Axialgeschwindigkeit als auch der turbulenten kinetischen Energie. Defizite
sind im Bereich des Diisenaustritts zu erkennen, wo die turbulente kinetische Energie als
zu gering angenommen wird. Auferdem iiberschitzt das Modell die Geschwindigkeitser-
héhung im Bereich der Flammenfront, was zu einer zu grofen Strémungsdivergenz im
Bereich der Scherzone fiihrt. In Bereichen, in denen sich die Flamme ausbildet, wird die
gemessene Verteilung der turbulenten kinetischen Energie durch die Simulation aber gut
wiedergegeben.

Die Abbildungen 8.6-8.8 vergleichen gemessene (links) und berechnete (rechts) Ver-
teilungen der Methankonzentration. Das CF-1 Modell erzielt eine sehr gute Ubereinstim-
mung sowohl hinsichtlich der Flammenfrontlénge als auch der turbulenten Flammenfront-
dicke. Der Proportionalitdtskonstante der turbulenten Flammenfrontdehnung, welche die
Lange der turbulenten Flammenfront und damit die turbulente Flammengeschwindigkeit
bestimmt, wurde hierzu der Wert Cx, = 6 zugewiesen.

Ein deutlich schlechteres Ergebnis wird hingegen mit dem CF-2 Modell erzielt. Ab-
bildung 8.6 zeigt eine zu kurze und zu dicke Flamme, was auf eine iiberschétzte skalare
Dissipationsrate schliefen lift. Da diese im Modellansatz mafgeblich durch die turbulen-
te Dehnungsrate O (¢/v) bestimmt wird, folgt, dafl die dissipativen Skalen als charakte-
ristische Skalen zur Beschreibung der Interaktion Flamme-Turbulenz im Bereich méfiger
Turbulenzgrade ungeeignet sind.

Da das CPB Modell die Flammenfrontdehnung ebenfalls auf Basis der dissipativen
Turbulenzskalen modelliert, ist es wie das CF-2 Modell nicht in der Lage die Flammen-
frontkontur korrekt vorherzusagen. Ein Vergleich der beiden Modelle zeigt, daf die Lage
der dem Frischgemisch zugewandten Seite, d. h. der Kegelwinkel der Flamme, mafgeblich
durch die turbulente Flammenfrontdehnung Term K, bestimmt ist. Dies veranschau-
licht die Annahmen, die dem KPP-Theorems zur Bestimmung der turbulente Flammen-
geschwindigkeit (vgl. Abschnitt 3.4 und Anhang B) zugrunde liegen. Die Dicke der tur-
bulenten Flammenfront und damit die Verteilung der Flammenfrontdichte wird hingegen
durch den Destruktionsterm bestimmt.

Das Modell von MANTEL und BORGHI (MB-Modell) beschreibt die turbulente Flam-
menfrontdehnung zwar ebenfalls iiber die Kolmogorovgrofien, skaliert aber, im Gegensatz
zu den iibrigen Modellen, auch den Destruktionsterm mit der turbulenten Reynoldszahl.
Auferdem steht im Nenner des Destruktionsterms (6.76) der Ausdruck ¢ (1 — €), womit der
Abbau der Flammenfrontdichte bereits auf der dem Frischgas zugewandten Seite (¢ — 0)
starker gewichtet wird, als dies bei dem CF-2 oder CPB Modell der Fall ist. Daher ist die
Vorhersagegiite des MB-Modells besser als die der einfachen CF-2 bzw. CPB-Modelle.

Die kohédrenten Flammenmodelle CF-3, CF-4 und CF-5, welche die turbulente Flam-
mendehnung mit Hilfe der ITNFS-Funktion modellieren und in Abbildung 8.7 den Mefer-
gebnissen gegeniibergestellt sind, konnen hingegen die Flammenstruktur gut wiedergeben.
Der Turbulenzgrad der Flamme G26 liegt mit Re; ~ 200 nicht besonders hoch, weshalb
auch der Einfluff der Streckungsrate auf die Flammenfrontstruktur gering ist. Daher un-
terscheiden sich die Ergebnisse des CF-4 und CF-5 Modells nur leicht.

Abbildung 8.8 zeigt Ergebnisse bei Verwendung der unterschiedlichen Wahrschein-
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Abbildung 8.6: Testflamme (G26. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-1, CF-2, CPB
und MB Modells berechneter Methankonzentrationen.
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Abbildung 8.7: Testflamme G26. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-3, CF-4 und
CF-5 Modells berechneter Methankonzentrationen.
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Abbildung 8.8: Testflamme G26. Vergleich gemessener und mit Hilfe der Wahrscheinlich-
keitsdichtemodelle berechneter Methankonzentrationen.
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lichkeitsdichtemodelle. Modelle, die die skalare Dissipationsrate auf Basis der integralen
Skalen beschreiben (Gl. (5.24)), sind durch die Kennung CPDF-1 gekennzeichnet. Dieje-
nigen die sie mit Hilfe der dissipativen Skalen (Gl. (5.25)) modellieren durch CPDF-2. Ein
weiterer Buchstabe, G bzw. B, bezeichnet die abgeschnittene Gauffunktion (Gl. (5.29))

bzw. die f-Funktion (GL (5.34)), mit der die Verteilungsfunktion P (c; g, 72) abgebildet

wird. Die Ergebnisse, die mit diesen vier Modellvarianten erzielt werden, zeigen deutlich,
daf sowohl der Einflufl der skalaren Dissipationsrate als auch die Form der Wahrschein-
lichkeitsdichte grofen Einfluf auf die Flammenform besitzt. Das CPDF-2G und CPDF-
2B Modell berechnen beide die skalare Dissipationsrate auf Basis der dissipativen Skalen
und iiberschitzen diese daher ebenso wie das CF-2 oder CPB Modell. Dies zeigt sich
deutlich in der zu breit vorhergesagten turbulenten Flammenfront. Die abgeschnittene
Gauffunktion wichtet den ,reagierenden” Anteil 0 < ¢ < 1 der Verteilung stirker als die
B-Funktion. Im Fall der Flamme G26, die sich durch eine méfige Turbulenz und somit
hohe Intermittenz auszeichent, dufert sich dies in einer iiberschitzten Reaktionsgeschwin-
digkeit, d. h. einer zu hohen turbulenten Flammengeschwindigkeit und einer zu kurzen
Flamme. Die S-Funktion fiihrt daher zusammen mit der Modellierung der skalaren Dis-
sipationsrate iiber die integralen Turbulenzgrofen auf die beste Ubereinstimmung von
Rechnung und Messung. Folglich kann das CPDF-1B Modell auch die in Abbildung 8.9
gezeigte CO-Konzentration richtig vorherzusagen. Die 2-Bereich-Kinetik iiberschétzt aber
die Gleichgewichtskonzentration des Kohlenmonoxids leicht, was sich in zu hohen Werten
im Ausbrandbereich dufert.

Anhand des in Abbildung 8.9 dargestellten Mischungsfeldes 14t sich erkennen, dafs
die Reaktion fast ausschlieflich bei der Stochiometrie des Frischgemischs stattfindet. Die
einmischende Luft beeinfluft damit nicht die Stéchiometrie und somit die Reaktion son-
dern verdiinnt nur die bereits ausgebrannten Rauchgasen. Dies gilt auch fiir die iibrigen
Testflammen. Daher sind die Annahmen, auf denen das in Kapitel 5.4 vorgestellte Mi-
schungsmodell beruht, fiir die untersuchten Flammen giiltig.

In Abbildung 8.10 sind charakteristischen Gréfen der turbulenten Flammenfront als
Funktion der Reaktionsfortschrittsvariable ¢ fiir verschiedene axiale Absténde x/D aufge-
tragen. Ein Abstand /D = 0.2 entspricht einem Schnitt durch die Flammenwurzel, ein
Abstand von z/D=2.2 einem Schnitt durch die Spitze der Flammenfront. Die Graphen
auf der linken Seite zeigen Verliufe der normierten Flammenfrontdichte 3 - [ (ausgezo-
gene Linie) sowie der Reaktionsfortschrittsvarianz (strichpunktierte Linie). Auferdem ist
das Maximum der Reaktionsfortschrittsvarianz ¢ (1 — ¢) (diinne gestrichelte Linie) einge-
tragen.

Der Verlauf der Flammenfrontdichte iiber den zeitlich mittleren Reaktionsfortschritt,
d. h. die Flammenfront, dndert sich entlang der Flammenlinge sowohl hinsichtlich des
Maximalwertes als auch in seiner Form. Im Bereich der Flammenwurzel ist die turbulente
Reynoldszahl maximal. Die Flammenfrontdehnung nimmt daher hier ihre groften Werte
an und ist geméf ¢ (1 — ¢) iiber die Flammenfront hinweg verteilt. Fiir grofere Abstinde
von der Diise nimmt die Turbulenzintensitat und damit auch die Flammenfrontdichte ab.
Ihr Maximum wird zunehmend in Richtung ¢ ~ 0.6 verschoben, wo die laminare Wiér-
mefreisetzungsgeschwindigkeit bzw. der Betrag des Gradienten der Reaktionsfortschritts-
variable |V¢| ihr Maximum besitzen. Die Ursache hierfiir liegt in der Abnahme des tur-
bulenten Transports von Flammenfrontdichte fiir grofere Werte von z/D. Dies 1kt sich
leicht anhand der Verliufe der verschiedenen Quellterme der Y-Transportgleichung (6.43)
erklaren, die auf der rechten Seite von Abbildung 8.10 aufgetragen sind. Die kurz ge-
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Abbildung 8.9: Testflamme G26. Vergleich gemessener und mit Hilfe des Wahrscheinlich-
keitsdichtemodells berechneter CO-Konzentrationen.
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strichelte Linie repréasentiert Flammenfrontproduktion aufgrund der turbulenten Flam-
menfrontdehnung K;Y, die lang gestrichelte Linie Anderungen der Flammenfrontdichte
aufgrund Gradienten der zeitlich mittleren Stréomung K,,Y, die strichpunktierte Linie
die Einfliisse der Flammenfrontpropagation SV - [(n)4 Y] und die punktierte Linie den
Abbau von Flammenfrontdichte aufgrund der Flammenfrontdehnung S (V - n)¢ 3. Die
Einfliisse der Flammenfrontpropagation sowie der zeitlich mittleren Stromungsgradien-
ten auf die Flammenfrontdichte sind, unabhingig von der Position innerhalb der tur-
bulenten Flammenfront, vernachlissigbar. Die Anderung der Flammenfrontdichte wird
daher von der turbulenten Flammenfrontdehnung, der Flammenfrontkriimmung und dem
(nicht dargestellten) turbulenten Transportterm kontrolliert. Letzterer fithrt auf der dem
Frischgemisch (¢ = 0) zugewandten Seite der Flammenfront zu einer Abnahme, auf der
dem Rauchgas zugewandten Seite hingegen zu einer Zunahme der Flammenfrontdichte.
Dies bewirkt eine Verschiebung des Gleichgewichts von Produktion und Vernichtung von
Flammenfrontdichte hin zu einem Wert des zeitlich mittleren Reaktionsfortschritts von
¢® = 0.5. Da mit abfallender Turbulenzintensitét auch der turbulente Transport weniger
intensiv verlduft, verschiebt sich der Gleichgewichtswert ¢® weiter in Richtung des ausge-
brannten Zustandes (¢=1) und der Verlauf der Flammenfrontdichte zeigt die beobachtete
Schiefe. .

Der Verlauf der Reaktionsfortschrittsvarianz ¢? iiber die Flammenfront ist in den Gra-
phen auf der linken Seite von Abbildung 8.10 dargestellt. Die Varianz liegt im Bereich der
Flammenfrontwurzel (/D = 0.2) um 30% unterhalb ihres Maximums von 0.25, das eine
turbulente Flammenfront mit unendlich schneller Chemie charakterisiert. Mit zunehmen-
dem Abstand z/D, d. h. abnehmender turbulenter kinetischer Energie und zunehmendem
Langenmaf, nimmt die Varianz zu und ndhert sich ihrem Maximalwert an. An der Spitze
(x/D = 2.2) besitzt die turbulente Flammenfront daher Eigenschaften einer gefalteten
Flamme, wie sie auch von L1U [138] mittels Lichtschnittphotographie beobachtet wur-
den. Eine Uberbewertung der skalaren Dissipationsrate, wie sie durch das CPDF-2G bzw.
CPDF-2B Modell erfolgt, bewirkt eine Zunahme der Varianz und damit die beobachtete
iiberméfkige Aufweitung der turbulenten Flammenfront.
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Abbildung 8.10: Testflamme G26: Berechnete Flammenfrontstruktur (CF-1 und CPDF-1B
Modell). Links: Verliufe der normierten Flammenfrontoberflichendichte X - [% (ausgezo-

gen), der Reaktionsfortschrittsvarianz ¢? (strichpunktiert) und des Varianzmaximums
¢(1 —7¢) (diinn gestrichelt). Rechts: Quellterm der Flammenfrontdichte (ausgezogen),
K3 (kurz gestrichelt), K~ (lang gestrichelte Linie), V - [(n)¢X]| (strichpunktiert),
SV -n)¢ ¥ (punktiert).
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8.3 Matrixbrenner

8.3.1 Experimenteller Aufbau

Der Matrixbrenner ist ein Modellbrenner, der zur systematischen Untersuchung von statio-
ndren hochturbulenten vorgemischten Freistrahlflammen im Rahmen des Verbundprojekts
AG Turbo entwickelt wurde [129]. Die erzeugten Testflammen besitzen Charakteristiken,
wie sie auch in Gasturbinen zu finden sind, und bilden daher die Grundlage fiir die Va-
lidierung der Modelle im hochturbulenten Bereich. Abbildung 8.11 zeigt eine Skizze des
Matrixbrenners bestehend aus Turbulenzerzeuger, Diise und Stabilisierungsvorrichtung.
Der Turbulenzerzeuger ist ein Metallzylinder mit 32 versetzt angeordneten Bohrungen
vom Durchmesser d, in denen Drallwendel montiert sind. Um eine integral drallfreie Stro-
mung zu gewahrleisten, besitzen benachbarte Wendel jeweils entgegengesetzte Drehrich-
tung. An den Turbulenzerzeuger schliefst sich eine Diise mit dem Austrittsdurchmesser
D an. Das Stromungsfeld kann in einem Abstand von ca. 1.5D als zweidimensional be-
trachtet werden, und der Turbulenzzustand im Kernbereich des Freistrahls entspricht dem
abklingender Gitterturbulenz [129]. Die Schwankungsintensitit als charakteristischer Ge-
schwindigkeitsmakstab der turbulenten Flamme ist somit durch die volumetrisch gemit-
telte Geschwindigkeit ¢ sowie den Bohrungsdurchmesser d bestimmt, wihrend das turbu-
lente Langenmak mafgeblich vom Bohrungsdurchmesser abhingt. Dieses kann durch den
Einsatz von vier geometrisch dhnlichen Brennern im Linearmafistab 1 : 2 : 3 : 4 variiert
werden, die Bohrungsdurchmesser von 5 bis 20mm und Diisendurchmesser von 37.5 bis
150mm besitzen.

Nahe des Diisenaustritts befindet sich an der Innenwand eine sigezahnférmige Ring-
konstruktion, die in der Ausschnittsvergroferung von Abbildung 8.11 dargestellt ist. Uber
Schlitze dieses Rings wird Wasserstoff eingediist, der zusammen mit der Luft des Frisch-
gemisch kleine Diffusionsflammen ausbildet, welche die Freistrahlflamme pilotieren. Die
detaillierten Feldmessungen, die in den folgenden Abschnitten zur Validierung der Ver-
brennungsmodelle herangezogen werden, wurden im Rahmen der Dissertation von ZAJA-
DATZ [242| durchgefiihrt und freundlicherweise fiir diese Arbeit zur Verfiigung gestellt.

Aufgrund der hohen Turbulenzintensititen und der damit verbundenen hohen turbu-
lenten Reynoldszahlen befinden sich die Flammen nahe des Klimov-Williams Kriteriums,
d. h. die turbulenten Karlovitzzahlen sind von der Gréfenordnung O (1).

8.3.2 Randbedingungen

Das Frischgas tritt iiber die Berandung ,Diise“ in des Rechengebiet ein. Das Profil der
axialen Geschwindigkeit am Einlaf des Rechengitters wird iiber die Funktion

u 2\ /6
=1—-(—= 8.5
uO,ma:ﬂ (D) ( )

aufgepriagt. Gleichung (8.5) spiegelt die von von LAUER ET AL. [129] und MOLLEN-
STEDT [152] gemessenen Geschwindigkeitsprofile wieder. Die Radial- und Tangentialge-
schwindigkeiten werden gemaf den Messungen zu null gesetzt.

Da benachbarte Drehwendel gegensinnige Drehrichtung aufweisen, kann die Diisen-
stromung ab einem Abstand von etwa 2D hinter dem Turbulenzerzeuger als drallfrei
betrachtet werden [129]. In Abbildung 8.12 ist der Verlauf der charakteristischen Ge-
schwindigkeitsschwankung als Funktion des dimensionslosen axialen Abstands z/D fiir
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Abbildung 8.11: Skizze des Matrixbrenners bestehend aus Turbulenzerzeuger, Diise und
Wasserstoffstabilisierung.



203

300
i O [
4
] VAVAUN
7 O
250 - (T/u,)? < x/D —A, 2L ~m U
. O A Vs l<> $> O
7 \ 4
i A » pc & Ag
- A } w
. : - 'S o A m 1|
37150 A y §vi A
15 _
~ 1 9/ - A
] gi O D=112.5mm, d=15mm, Re=26000
100 A D=112.5mm, d=15mm, Re=61000
i 4 Vv D=1125mm, d=15mm, Re=94000
7 O D=112.5mm, d=15mm, Re=129000
50 2/ [ | D=150mm, d=20mm, Re=26000
- A D=150mm, d=20mm, Re=61000
] v D=150mm, d=20mm, Re=94000
0 s ¢ D=150mm, d=20mm, Re=129000
I I I I I I I I I I I I I I
0 1 2 3 4

x/D

Abbildung 8.12: Verlauf der charakteristischen Geschwindigkeitsschwankung als Funkti-
on des dimensionslosen axialen Abstandes z/D fiir unterschiedliche Reynoldszahlen und
integrale Langenmafe, d.h. Brennergeometrien.

eine Vielzahl unterschiedlicher Reynoldszahlen und turbulenter Lingenmafe, d. h. un-
terschiedlicher Brennergréfen, dargestellt. Die Messergebnisse zeigen, dak die Abnahme
der Turbulenzintensitdt in guter Ndherung unabhéngig von der Reynoldszahl ist. Die
Turbulenzstruktur innerhalb der Diise und im Kernbereich des Freistrahls ist daher mit
homogener Gitterturbulenz identisch, und es gilt der bekannte Zusammenhang fiir den
axialen Verlauf der Turbulenzintensitét (vgl. HINZE [96]):

(), ()" z

Die unbekannten Randwerte fiir den Turbulenzgrad Tw bei /D = —1.5 kénnen damit
mittels Gleichung (8.6) fiir alle Testflammen bestimmt werden. Das turbulente Lingen-
mafk [, bzw. die Dissipationsrate € ergibt sich schlieflich durch Kombination der Gleichun-
gen (2.90), (8.4), (8.5) und (8.6).

Die in Abbildung 8.13 als ,Wand“ gekennzeichneten Rechenrinder werden als im-
permeable, adiabate Winde definiert. Da das Stromungsfeld als rotationssymmetrisch
angesehen wird, kdnnen den Deckflichen des Rechengebiets Symmetrierandbedingungen
zugewiesen werden. Der Freistrahl saugt Luft aus der Umgebung an, weshalb der entspre-
chende Bereich ,,Umgebung® als offene Berandung spezifiziert wird. Diese Randbedingung
erlaubt sowohl ein Ein- als auch ein Ausstromen von Masse. Vorgegeben wird lediglich der
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Abbildung 8.13: Gittergeometrie und Randbedingungen der Matrixflammen.

Druck am dargestellten Referenzflichenelement, wihrend die Geschwindigkeiten und der
Druck iiber die Berandung Teil der Losung sind. Der Randfliche ,,Ausla® wird eine Aus-
lafrandbedingung mit einem Referenzdruck p,.; zugewiesen. Die Matrixflamme wird im
Experiment mit Hilfe einer Wasserstoffpilotflamme stabilisiert, welche in der Simulation
durch ein teilausgebranntes Gasgemisch modelliert wird. Da sie die Wasserstoffstabili-
sierung innerhalb der turbulenten Grenzschicht der Diisenstromung befindet, kann das
k-e-Modell nicht eingesetzt werden. Es wurde daher auf das in Kapitel 2.5.7 vorgestellte
k-w-Modell von MENTER zuriickgegriffen. Damit kann die wandnahe Schicht mit einer
ausreichenden Anzahl von Gitterpunkten diskretisiert, und die Stabilisierung mit ausrei-
chender Genauigkeit erfalkt werden. Alle erforderlichen Gréfen werden iiber eine Einlaf-
randbedingung iiber die Fliche ,Pilot* als Blockprofil vorgegeben und sind zusammen mit
den iibrigen Randbedingungen in Tabelle 8.3 zusammengestellt.

| Randbedingungen || R403 | R408 | R309 |  Pilot |

Luftzahl A 1.75 1.45 2.25 | wie Frischgas
Tr /K 673 305 673 | wie Frischgas
U0 maz | ™/s 21.5 12.3 | 235 5

Tu 0.145 | 0.195 | 0.13 0.01

Iy / m 0.0257 | 0.014 | 0.0182 0.001

c 0 0 0 1

Y/ Ym 0 0 0 500

f 1 1 1 1

Tabelle 8.3: Randbedingungen der Matrixflammen R403, R408 und R309.
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8.3.3 Ergebnisse fiir die Testlamme R403

Die Testflamme R403 ist durch eine Vorwarmtemperatur von 673K (400°C), einer Luftzahl
von 1.75, einer turbulenten Reynoldszahl von 2160 und einer turbulenten Karlovitzzahl
von 0.21 bei Anstrombedingungen gekennzeichnet. Dieser Testfall besitzt damit von den
drei untersuchten Matrixflammen die niedrigste Karlovitzzahl.

Die Abbildung 8.14 vergleicht das gemessene und mit dem CF-4 Modell berechnete
Stromungsfeld anhand der zeitlich mittleren Axialgeschwindigkeit (links) und der charak-
teristischen Geschwindigkeitsschwankung u; (rechts). Das Stromungsfeld des Matrixbren-
ners zeichnet sich durch nahezu konstante Axialgeschwindigkeiten aus. Das Turbulenzfeld
gehorcht im Potentialkern der Diisenstromung in guter Naherung dem Gesetz der homo-
genen Gitterturbulenz, wihrend in der Scherschicht ein Anstieg der Turbulenzintensitit
aufgrund der Geschwindigkeitsgradienten beobachtet werden kann. Die Flamme bleibt
davon aber unbeeinflukt, da sie weiter innen stabilisiert (siehe Abb. .8.15-8.17). Uber das
weiter auken liegende Geschwindigkeitsfeld (y/R > 1.2) konnen keine Aussagen getroffen
werden, da hier die Strémung fiir die LDA-Messungen nicht getracert werden konnte.

Die Ubereinstimmung zwischen Messung und Simulation ist gut, das Modell iiber-
schétzt aber leicht die Geschwindigkeitserh6hung aufgrund der Warmefreisetzung der
Flamme. Dies fiihrt, wie schon bei der Testflamme G26, zu einer zu stark vorhergesagten
Aufweitung der Diisenstromung, so daf in der Simulationsrechnung nicht der gemessene

Experiment CF-4 Experiment CF-4

x/D

y/R y/R

Abbildung 8.14: Testflamme R403. Vergleich gemessener und mit Hilfe des k-w-Modells
berechnetem Stromungsfeld. Links: Zeitlich gemittelte Axialgeschwindigkeit, rechts: cha-
rakteristische Geschwindigkeitsschwankung.
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Abfall der turbulenten kinetischen Energie beobachtet wird. Insgesamt ist das Modell aber
in der Lage, dak gemessene Stromungsfeld richtig wiederzugeben.

Abbildung 8.15 zeigt den Vergleich von gemessenem (links) und mit Hilfe des CF-1
Modell berechnetem (rechts) Temperaturfeld. Das CF-1 Modell kann sowohl die Lénge
als auch die Dicke der turbulenten Flammenfront richtig wiedergeben. Dies allerdings nur
unter der Voraussetzung, dafs die Proportionalititskonstante der turbulenten Flammen-
frontdehnung zu Ck, = 11 gesetzt wird. Im Bereich der Flammenwurzel, dort wo sich
die Flamme stabilisiert, weichen Messung und Simulation aber voneinander ab. Im Ge-
gensatz zur Messung sagt hier das Modell einen vollstindigen Umsatz voraus, was sich
in einer adiabaten Flammentemperatur nahe des Diisenaustritts dufert. Die im Vergleich
zur Messung erh6ohte Umsatzgeschwindigkeit wird durch die turbulente Dehnungsrate £/k
hervorgerufen, die im Bereich der Scherzone ihre gréfiten Werte annimmt. Die Beobach-
tung, dak die Messungen in der Stabilisierungszone Temperaturen deutlich unterhalb der
adiabaten Verbrennungstemperatur zeigen, laft sich daher den Schluf zu, daf die Flam-
menfrontdehnung nicht allein mit Hilfe der integralen Turbulenzskalen modelliert werden
kann. Zudem weist die Simulation im Bereich des Stabilisierungsrings eine deutliche Riick-
schlagtendenz auf. Ein Flammenriickschlag innerhalb der laminaren Grenzschicht wird
jedoch durch das Wandquenchmodell verhindert. Das Bestreben der Flamme stromauf-
warts in die Diise zu wandern, ist deutlich an dem zur Wand hin abflachenden Winkel der
turbulenten Flammenfront erkennbar. Auch dieses Verhalten wird im Experiment nicht
beobachtet, weshalb das CF-1 Modell als nicht vollstindig betrachtet werden mufs.

Das Ergebnis des CF-2 Modells, welches in Abbildung 8.15 mit der Messung verglichen
wird, stellt demgegeniiber eine deutliche Verbesserung dar. Es ist offensichtlich, daf auf-
grund der hohen Turbulenzintensitit die Interaktion von Flammenfront und turbulenter
Stromung im wesentlichen durch Wirbelklassen im Kolmogorovbereich bestimmt ist. Die
Flammengeschwindigkeit ist zu langsam, um den Geschwindigkeitsschwankungen zu fol-
gen, so dak sich die Flammenfront eher wie eine materielle Fliache als eine propagierende
Flache verhilt. Schwéchen zeigt das Modell noch hinsichtlich der korrekten Beschreibung
der leicht abgehoben brennenden Flamme.

Das CPB Modell unterscheidet sich vom CF-2 Modell nur hinsichtlich der Formulie-
rung des Destruktionsterms. Fiir groke Werte von £/k verliert der exponentielle Ausdruck
im Destruktionsterm des CPB Modells ( vgl. Gl. (6.75)) an Bedeutung. Daher liefern die
beiden Modelle fiir die Flamme R403, die sich durch sehr grofe turbulente Reynoldszah-
len auszeichnet, ein dhnliches Ergebnis. Der abgehobene Charakter der Flamme wird aber
durch das CF-2 Modell besser getroffen, da das CPB Modell hier den Destruktionsterm
unterschitzt.

Das MB Modell gibt zwar die turbulente Flammengeschwindigkeit in Form der Flam-
menlénge gut wieder. Die Flammenform und damit die Verteilung der Flammenfrontdichte
stimmt aber weniger gut mit dem Experiment iiberein. Auferdem iiberschitzt das Modell
den Umsatz im Bereich der Flammenwurzel, was auf eine Uberbewertung des Destrukti-
onsterms schlieffen l&6t.

Die bisher aufgefiihrten Defizite der einfachen Modelle lassen sich jedoch durch den
Einsatz des ITNFS-Modells zur Beschreibung der turbulenten Flammendehnung beheben.
Wie Abbildung 8.16 zeigt, kann des CF-3 Modell nicht nur die Flammenlénge und die
Flammenfrontdicke sehr genau wiedergeben, sondern ist auch in der Lage das Tempera-
turfeld in Diisenndhe korrekt zu beschreiben.

Da das CF-4 Modell und das CF-5 Modell ebenso wie das CF-3 Modell die Flammen-
frontdehnung mit Hilfe des ITNFS-Ansatzes modelliert, werden dhnlich gute Ergebnisse
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Abbildung 8.15: Testflamme R403. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-1, CF-2,
CPB bzw. MB Modells berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.16: Testflamme R403. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-3, CF-4
bzw. CF-5 Modells berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.17: Testflamme R403. Vergleich gemessener und mit Hilfe der Wahrschein-

lichkeitsdichtemodelle berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.18: Testflamme R403. Vergleich gemessener und mit Hilfe des Wahrschein-
lichkeitsdichtemodells berechneter CH4 sowie CO-Konzentrationen.

erzielt. Die Ubereinstimmung zeigt damit auch, daf der Anteil der Flammenfortpflanzung
normal zur zeitlich mittleren Flammenfront gegeniiber den anderen Termen vernachlés-
sigbar ist.

Das CF-5 Modell beriicksichtigt den Einflufs der Dehnungsrate auf die lokale Flam-
mengeschwindigkeit und berechnet demzufolge eine etwas geringere Flammenlénge als das
CF-4 Modell.

Die vier untersuchten Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle fiihren wie schon bei der Test-
flamme G26 zu sehr unterschiedlichen Ergebnissen (Abb. 8.17). Das CPDF-1G und CPDF-
1B Modell kommen hinsichtlich der Flammenform zu einem sehr dhnlichen Ergebnis, wih-
rend sich das CPDF-2G und CPDF-2B Modell deutlich voneinander unterscheiden. Im
Fall der CPDF-2 Modelle wird die Varianz des Reaktionsfortschritts tiberschétzt. Dies
hat zur Folge, dafs die Reaktionsgeschwindigkeit und damit die turbulente Flammenge-
schwindigkeit zu hoch vorhergesagt wird. Die abgeschnittene Gauffunktion wichtet den
reagierenden Anteil der PDF stéirker als die S-Funktion und berechnet daher hohere Werte
fiir die Reaktionsquellterme des zeitlich mittleren Reaktionsfortschritts sowie der Reak-
tionsfortschrittsvarianz. Dies dufsert sich in der deutlich kiirzeren Flamme des CPDF-1G
Modells. Da die Flammenform vom CPDF-1B Modell richtig wiedergegeben wird, stim-
men auch die in Abbildung 8.18 dargestellten zeitlichen mittleren Konzentrationen des
Methans und Kohlenmonoxids mit den gemessenen Werten hervorragend iiberein.

Abbildung 8.19 zeigt Verldufe charakteristischer Grofen der Flammenfrontdichte- und
Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle als Funktion der Reaktionsfortschrittsvariable ¢ fiir un-
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terschiedliche axiale Positionen z/D. Die dargestellten Graphen entsprechen somit ei-
nem Schnitt senkrecht zur turbulenten Flammenfront. Die mit der Dicke der laminaren,
planaren Vormischflamme normierte Flammenfrontdichte ¥ - [% weist im Gegensatz zur
Testflamme G26 keine Schiefe auf. Sie besitzt, unabhéngig von der axialen Position z/D,
einen glockenférmigen Verlauf mit dem Maximum bei ¢ ~ 0.5. Ein Vergleich der auf der
rechten Seite von Abbildung 8.19 dargestellten Quellterme der ©-Gleichung zeigt, daf
im Bereich der Flammenwurzel neben der turbulenten Flammenfrontdehnung K;% und
dem Kriimmungsterm SP (V- n)¢X der turbulente Transport von Flammenfrontdichte
V - (pr1/SesVE) (nicht dargestellt) die bestimmende Grofe ist. Der Propagationsterm
SPV - [(n)¢X] sowie die Flammenfrontproduktion aufgrund der zeitlich mittleren Stro-
mung K,,Y spielt hingegen keine Rolle. Fiir die axiale Position x/D = 0.2 wiirde das
Maximum der Flammenfrontdichte ohne Beriicksichtigung des turbulenten Transports
bei ¢®? = 0.72 liegen. Die hohe Turbulenzintensitéit fiihrt aber im Zusammenspiel mit
groken Gradienten der Flammenfrontdichte zu einer Verschiebung des Maximums der
Flammenfrontdichte hin zu einem Wert ¢* ~ 0.5 und zu dem berechneten glockenfor-
migen Verteilung. Dieses Gleichgewicht dndert sich fiir weiter stromab liegende Bereiche
der Flammenfront, da die Turbulenzintensitit sowie die Dissipationsrate der turbulen-
ten kinetischen Energie mit zunehmendem axialen Abstand z/D abfallen. Der turbulente
Transport tritt daher gegeniiber der turbulenten Flammenfrontdehnung und -kriimmung
in den Hintergrund, die nun mafgeblich die Lage des Maximums von % bestimmen.

Die Struktur der Flammenfront kann anhand des Verlaufs der Reaktionsfortschrittsva-
rianz abgelesen werden, der durch die strichpunktierte Linie in den Graphen auf der linken
Seite von Abbildung 8.19 dargestellt ist. Im Bereich der Flammenwurzel (z/D = 0.2) liegt
die Varianz ¢ deutlich unterhalb ihres Maximums ¢ (1 — ¢), dem sie sich aber mit stei-
gendem /D und somit abnehmender Turbulenzintensitéit zunehmend annéhert. Bildlich
gesprochen, dndert sich die Struktur der Testflamme R403 von einer verdickt/gefalteten
hin zu einer gefalteten Flammenfront. Dies geht einher mit der beobachteten und berech-
neten Aufweitung der turbulenten Flammenfront.
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Abbildung 8.19: Testflamme R403: Berechnete Flammenfrontstruktur (CF-4 und CPDF-
1B Modell). Links: Verldufe der normierten Flammenfrontoberfliichendichte X - 1% (ausge-

zogen), der Reaktionsfortschrittsvarianz ¢ (strichpunktiert) und des Varianzmaximums
¢(1 —7¢) (diinn gestrichelt). Rechts: Quellterm der Flammenfrontdichte (ausgezogen),
K% (kurz gestrichelt), KX (lang gestrichelte Linie), SV - [(n)¢X] (strichpunktiert),
SV -n)¢ ¥ (punktiert).
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8.3.4 Ergebnisse fiir die Testlamme R309

Die Flamme R309 ist durch eine Frischgemischtemperatur von 400°C und eine Luft-
zahl von 2.25 charakterisiert. Sie besitzt von den drei ausgewihlten Matrixflammen mit
Re; = 1490 die kleinste turbulente Reynoldszahl. Die turbulente Karlovitzzahl liegt mit
Ka; = 0.85 zwischen denen der Testflammen R408 und R403. Fiir diese Flamme liegen
keine Geschwindigkeitsmessungen vor, weshalb im folgenden nur die gemessenen und be-
rechneten Temperaturverteilungen miteinander verglichen werden. Im Gegensatz zu der
Testflamme G26 und den beiden anderen Matrixflammen zeichnet sich der Testfall R309
durch ein deutlich abgehobenen brennenden Flammenkegel aus, was eine besondere Her-
ausforderung fiir die untersuchten Modelle darstellt.

Die Ergebnisse des CF-1 Modells zeigt Abbildung 8.20. Mit einer Modellkonstante
Cgkt = 11 ist es moglich, sowohl die Flammenlinge als auch die Dicke der turbulenten Re-
aktionszone richtig vorherzusagen. Das Modell ist aber nicht in der Lage das abgehobene
Brennverhalten der Flamme wiederzugeben.

Das CF-2 Modell berechnet zwar eine korrekten Flammenfrontkegel, iiberschitzt aber
die skalare Dissipationsrate und damit die turbulente Flammenfrontdicke leicht. Im Ge-
gensatz zum CF-1 Modell, welches das integrale TurbulenzzeitmaR ¢, = k/& zur Modellie-
rung der Flammenfrontdehnung heranzieht, gibt das CF-2 Modell zumindest ansatzweise
den reduzierten Frischgemischumsatz im Bereich der Flammenwurzel wieder.

Der Kriimmungsterm des CPB Modells (Gl. (6.75)) ist von den integralen Turbulenz-
skalen abhéngig und nimmt mit zunehmender Turbulenz ab. Daher sagt das CPB Modell
im Gegensatz zum CF-2 Modell eineleicht hohere turbulente Flammengeschwindigkeit
und eine etwas hohere Temperatur im Bereich der Flammenwurzel voraus.

Von den Modellen, die die Flammenfrontdehnung auf Basis der dissipativen Skalen
berechnen, liefert das MB Modell hinsichtlich der Flammenfrontlinge das beste Ergebnis.
Es ist jedoch ebenso wie das CF-1 Modell nicht in der Lage das abgehobene Brennen der
Flamme wiederzugeben. Der Destruktionsterm, welcher mit den integralen Turbulenzgro-
flen gewichtet wird, wird demnach deutlich unterschitzt. Der Vergleich zeigt, dafs das
Modell zwar die turbulente Flammengeschwindigkeit nicht aber Effekte lokaler Flammen-
16schung wiedergeben kann.

Eine hervorragende Ubereinstimmung von Experiment und Simulation gewihrleistet
wiederum das CF-3 Modell, das in Abbildung 8.21 der Messung gegeniibergestellt ist. Dies
betrifft die drei bereits diskutierten Aspekte Flammenfrontlédnge, Flammenfrontdicke und
Stabilisierungsverhalten. Grund fiir die Vorhersagegiite ist das ITNFS-Modell, welches die
Interaktion des turbulenten Stromungsfeldes und der Flammenfront erfait. Damit kon-
nen lokale Verloscheffekte aufgrund von Flammenfrontdehnungen in Bereichen intensiver
Turbulenz erfolgreich beschrieben werden.

Das CF-4 Modell unterscheidet sich nur unwesentlich von den Ergebnissen des CF-3
Modells. Es berechnet eine leicht kiirzere Flammenfront, was auf den Einfluf des Propa-
gationsterms zuriickgefiihrt werden kann.

Der Einfluk der Flammenfrontdehnung auf die gemittelte Flammenfrontgeschwindig-
keit (Sg)g ist von untergeordneter Bedeutung. Die in Abbildung 8.21 verglichenen Ergeb-
nisse des CF-4 und CF-5 Modells liefern daher nahezu identische Ergebnisse.

Die bereits bei den Abbildungen 8.20-8.21 beobachteten Unterschiede in der Tem-
peraturverteilung, die bei der Modellierung der skalaren Dissipationsrate mit Hilfe der
integralen bzw. dissipativen Grofen auftreten, finden sich auch bei den in Abbildung 8.22
dargestellten Ergebnissen der untersuchten Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle wieder. Das
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Abbildung 8.20: Testlamme R309. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-1, CF-2,
CPB bzw. MB Modells berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.21: Testflamme R309. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-3, CF-4
bzw. CF-5 Modells berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.22: Testlamme R309. Vergleich gemessener und mit Hilfe der Wahrschein-
lichkeitsdichtemodelle berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.23: Testlamme R309. Vergleich gemessener und mit Hilfe des Wahrschein-
lichkeitsdichtemodells berechneter CH4 sowie CO-Konzentrationen.

CPDF-1G und CPDF-1B Modell, die ebenso wie das CF-1 Modell die skalare Dissipa-
tionsrate umgekehrt proportional zum integralen Zeitmafs setzen, sind nicht in der Lage
das abgehobene Brennen der Testflamme wiederzugeben. Das CPDF-2G und CPDF-2B
liefern hingegen Temperaturverteilungen dhnlich dem CF-2 Modell. Dieses Verhalten ist
ein weiterer Hinweis auf die Reynoldszahlabhéingigkeit der skalaren Dissipationsrate. Ein
Vergleich mit Ergebnissen der Testflamme G26 zeigt, dak eine Abschitzung iiber die in-
tegralen oder dissipativen Skalen nicht ausreicht, um den fiir technische Anwendungen
interessierenden Bereich Flamme-Turbulenz Wechselwirkungen abzudecken.

Wihrend das Temperaturfeld und die Verteilung der Methankonzentration durch das
CPDF-2B Modell gut wiedergegeben wird (Abb. 8.23), fillt der Vergleich der gemessenen
und berechneten CO-Konzentrationen nicht zufriedenstellend aus. Sie werden durch das
Modell deutlich zu hoch vorhergesagt, wihrend sie im Experiment nahe am Gleichgewicht
liegen. Da die Kohlenmonoxidkonzentration durch die 2-Bereich-Kinetik richtig beschrie-
ben wird, muf das Wahrscheinlichkeitsdichtemodell den reagierenden Zustand und damit
die Konzentration der Zwischenprodukte iiberbewerten. Anderseits wird die turbulente
Flammengeschwindigkeit durch das Reaktionsmodell gut wiedergegeben.

Dies bedeutet, dafs die Flammenfrontstruktur durch das ¢-PDF Modell nicht ausrei-
chend genau beschrieben wird. Da sich der Testfall R309 durch eine hohe Karlovitzzahl
auszeichnet, ist davon auszugehen, daf Flamme-Turbulenz Interaktionen eine grofe Rolle
spielen. Diese werden durch das Wahrscheinlichkeitsdichtemodell im Gegensatz zum CF-4
Modell aber nur indirekt {iber die Varianz erfaft.
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Verliufe der normierten Flammenfrontdichte 3 - 1% | der Reaktionsfortschrittsvarianz

¢ und ihres Maximums ¢ (1 — ¢) sowie die Quellterme der Y-Gleichung als Funktion
der favregewichteten Reaktionsfortschrittsvariable zeigt Abbildung 8.24. Die Maxima der
normierten Flammenfrontdichte liegen mit bis zu 0.23 deutlich héher als diejenigen der
bisher diskutierten Testflammen (Abb. 8.10 und 8.19). Ebenso wie der Fall R403 zeigt der
Verlauf der Flammenfrontdichte fiir alle drei Flammenfrontschnitte einen symmetrischen,
glockenférmigen Verlauf.

Im Bereich der Flammenwurzel dominiert der Quellterm der Flammenfrontdehnung
die Effekte der Flammenfrontkriimmung bis ¢ ~ 0.83. Daneben wird der Verlauf der
Flammenfrontdehnung durch den turbulenten Transport mitbestimmt, der das Maximum
hin zu ¢ & 0.5 verschiebt. Im Bereich des Flammenkegels (z/D = 1, /D = 2.8) #&ndert
sich diese Wichtung dahingehend, dak der turbulente Transport gegeniiber der Flammen-
frontdehnung bzw. -kriimmung in den Hintergrund tritt. Diese beiden Quellterme sind
so verteilt, dafs sich Flammenfrontproduktion und -abbau bei ¢®? ~ 0.5 im Gleichgewicht
befinden.

Die Varianz des Reaktionsfortschritts, dargestellt durch die strichpunktierte Linie in
den Graphen auf der linken Seite von Abbildung 8.24, liegt fiir die gesamte Flammen-
front deutlich unterhalb ihres Maximums (diinn gestrichelte Linie). Eine niedrige Varianz
bedeutet eine stirkere Wichtung der thermochemischen Variablen im Bereich 0 < ¢ < 1,
was somit auch die zu hoch berechnete CO-Konzentration erklart.
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Abbildung 8.24: Testflamme R309: Berechnete Flammenfrontstruktur (CF-4 und CPDF-
1B Modell). Links: Verliufe der normierten Flammenfrontoberflichendichte ¥/1% (ausge-

zogen), der Reaktionsfortschrittsvarianz ¢”? (strichpunktiert) und des Varianzmaximums
¢(l1 —7¢) (dinn gestrichelt). Rechts: Quellterm der Flammenfrontdichte (ausgezogen),
K, (kurz gestrichelt), K,,X (lang gestrichelte Linie), SV - [(n)¢ ¥] (strichpunktiert),
SP(V - n)y % (punktiert).
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8.3.5 Ergebnisse fiir die Testlamme R408

Die Testflamme R408 ist nicht vorgewdrmt und durch ein mageres Mischungsverhiltnis
von A = 1.5, einer turbulenten Reynoldszahl von Re; = 2172 sowie einer Karlovitzzahl
von Ka; = 1.47 bei Ausstrombedingung gekennzeichnet. Sie besitzt damit eine leicht nied-
rigere turbulente Reynoldszahl als die Flamme R403 dafiir aber die hochste Karlovitzzahl
der ausgewahlten Matrixflammen.

Die Abbildung 8.25 zeigt Vergleiche der gemessenen (links) und mit dem CF-4 Modell
berechneten (rechts) Axialgeschwindigkeiten sowie der charakteristischen Geschwindig-
keitsschwankung u;. Die Messung zeigt eine Diisenstréomung, die bis zu einem axialen
Abstand von z/D = 2 nahezu konstant ist. Erst danach wird eine Geschwindigkeitsab-
senkung, die mit einer Strahlaufweitung verbunden ist, beobachtet. Im Vergleich zu den
Testlammen G26 und R403 findet die Expansion aufgrund der Warmefreisetzung erst im
Ausbrandbereich der Flamme und nicht in der Reaktionszone statt. Die Simulation kann
diese Beobachtung nicht wiedergeben und sagt eine Erhohung der Axialgeschwindigkeit
im Bereich der Reaktionszone (siche Abb. 8.27) voraus. Der Impulsaustausch mit der ein-
mischenden Umgebungsluft fiihrt dann zu einer Abnahme der Axialgeschwindigkeit auf
u ~ 13m/s ab einem axialen Abstand von x/D = 2.5. Im Bereich des Brenneraustritts
expandiert der Strahl aufgrund des abreagierenden Frischgemischs, was ebenfalls nicht im
Experiment beobachtet wird.

Experiment CF-4 Experiment CF-4

-1 0 1
y/R

Abbildung 8.25: Testflamme R408. Vergleich gemessener und mit Hilfe des k-w-Modells
berechnetem Stromungsfeld. Links: Zeitlich gemittelte Axialgeschwindigkeit, rechts: cha-
rakteristische Geschwindigkeitsschwankung.
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Auch die Verteilung der charakteristischen Geschwindigkeitsschwankung zeigt deutli-
che Abweichungen zwischen Messung und Simulation. So fillt die gemessene Abnahme
von u; auf der Strahlachse deutlicher aus als die berechnete. Im Bereich der turbulenten
Flammenfront ist die Ubereinstimmung aber befriedigend.

Abbildung 8.26 vergleicht die Ergebnisse der Simulation, durchgefiihrt mit dem CF-
1 Modell, mit denen des Experiments anhand des Temperaturfelds. Das Modell kann
fiir eine angepafite Modellkonstante C'x, = 11 zwar die Flammenldnge nicht aber die
Dicke der turbulenten Flammenfront wiedergeben. Dieser Testfall zeigt deutlich, daf die
Flammenlidnge und damit die turbulente Brenngeschwindigkeit mafgeblich durch die tur-
bulente Flammenfrontdehnung bestimmt ist. Eine korrekte Wiedergabe der turbulenten
Flammengeschwindigkeit bedeutet aber nicht zwangsldufig eine richtige Wiedergabe der
Flammenfrontdicke und damit der gesamten Flammenstruktur. Diese erfordert die richtige
Vorhersage der Verteilung der Flammenfrontdichte und damit der skalaren Dissipationsra-
te. Diese Tatsache erklart auch die Vielzahl von Werten fiir die Modellkonstante C,, die
in der Literatur zu finden sind. Hinzu kommt die bereits beschriebene Unzulédnglichkeit,
die Stabilisierung in der Flammenwurzel richtig wiederzugeben.

Wie die Ergebnisse der Testflamme R403 erwarten liefen, liefert das CF-2 Modell ei-
ne bessere Ubereinstimmung mit dem Experiment. Die Abbildung 8.27 zeigt, daf sowohl
Flammenlidnge als auch Flammenfrontdicke gut wiedergegeben werden. Zudem kann es
zumindest teilweise den abgehobenen Charakter der Flamme beschreiben. Der verringerte
Umsatz in Diisennéhe fiihrt aber dazu, daf die Flamme durch die expandierende Diisen-
stromung nach auflen gedriickt wird. Dies wird jedoch nicht im Experiment beobachtet.
Ursache kann die Stabilisierung der Flamme oder Defizite im verwendeten Turbulenzmo-
dell sein. Eine belastbare Aussage laft sich aber ohne Messungen im Diisennahbereich
nicht treffen.

Das Ergebnis des CPB Modells zeigt das bereits bei der Testflamme R309 beobachtete
Verhalten. Die Abnahme des Destruktionsterms mit kleiner werdenden integralen Wirbel-
zerfallszeit &/ fiihrt dazu, daf die Flamme diinner wird, wihrend der Kegelwinkel der
Flamme durch das CF-2 bzw. CPB Modell nahezu identisch vorausberechnet wird.

Das MB Modell zeigt eine gute Ubereinstimmung sowohl hinsichtlich der Flammen-
frontlinge als auch der Flammenfrontdicke, die jedoch leicht unterschétzt wird. Der Be-
reich der Flammenfrontstabilisierung wird aber von allen Modellvarianten am besten wie-
dergegeben. Da der Ansatz im Gegensatz zu den kohédrenten Flammenfrontmodellen eine
grokere Umsatzrate in der Scherzone vorhersagt, wird die Flamme durch die expandie-
renden Rauchgase nicht so stark nach aufen gedriickt.

Das in Abbildung 8.27 dargestellte CFM-3 Modell liefert ein gutes Ergebnis, welches
dem des CF-2 Modells sehr dhnelt. Grund hierfiir ist das ITNFS-Modell, das fiir grofe
Karlovitzzahlen die turbulente Dehnungsrate in den Bereich des dissipativen Zeitmafes
verschiebt.

Die Testflamme R408 befindet sich mit einer turbulenten Karlovitzzahl von Ka = 1.47
in einem Bereich, in dem der Einfluf der Dehnungsrate auf die lokale Flammengeschwin-
digkeit erkennbar sein sollte. Der Vergleich der Ergebnisse des CF-4 und CF-5 Modells
128t daher den Schluf zu, daf der Einflufs der Dehnungsrate beriicksichtigt werden muf,
um zu einer guten Ubereinstimmung von Simulation und Experiment zu kommen.

Die Ergebnisse der Wahrscheinlichkeitsdichtemodell, dargestellt in Abbildung 8.28,
zeigt noch einmal den Einfluff der skalaren Dissipationsrate X. auf die Struktur der
turbulenten Vormischflamme. Wéhrend der Flammenkegel, d. h. die turbulente Flam-
mengeschwindigkeit, dieser hochturbulenten Flammen von allen Modellvarianten nahezu



222

Experiment  CF-1 Experiment CF-2
3 3

T/K

1700
1500
1300

1100

x/D
x/D

900
700 1
500

300

y/R y/R

Experiment CPB Experiment MB
3 :

T/K

1700
1500
1300

1100

x/D
x/D

900
700 1
500

300

y/R y/R

Abbildung 8.26: Testlamme R408. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-1, CF-2,
CPB bzw. MB Modells berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.27: Testflamme R408. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-3, CF-4
bzw. CF-5 Modells berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.28: Testlamme R408. Vergleich gemessener und mit Hilfe der Wahrschein-

lichkeitsdichtemodelle berechneter Temperaturfelder.
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Abbildung 8.29: Testlamme R408. Vergleich gemessener und mit Hilfe des Wahrschein-
lichkeitsdichtemodells berechneter CH4 sowie CO-Konzentrationen.

identisch vorausberechnet wird, unterscheiden sich die CPDF-1G und CPDF-1B Model-
le einerseits und die CPDF-2G und CPDF-2B Modelle andererseits deutlich hinsichtlich
der Flammenfrontdicke. Die vernachlissigbaren Unterschiede hinsichtlich der Flammen-
frontstruktur deuteten darauf hin, daf im hochturbulenten Bereich die Form der Wahr-
scheinlichkeitsdichte von untergeordneter Bedeutung ist. Keine der vier untersuchten Mo-
dellvarianten ist, im Gegensatz zu den bisher diskutierten Testflammen, in der Lage das
Temperaturfeld mit zufriedenstellender Genauigkeit wiederzugeben. Die Abweichungen
der Methan- und Kohlenmonoxidverteilungen fallen hingegen deutlich geringer aus. Ein
Vergleich des Temperatur- und CO-Konzentrationsfelds zeigt ferner, daf die Isoflichen
der Reaktionsfortschrittsvariablen und der Reaktionsgeschwindigkeit nicht mehr parallel
zueinander verlaufen. Dies konnte ein Zeichen dafiir sein, daf die Reaktion nicht mehr in
Flamelets sondern in verdickten Flammenfront verlauft. Da die Temperatur- und Kon-
zentrationsmessungen jedoch nicht simultan an der gleichen Flamme erfolgten, kann eine
geringe Abweichungen der Randbedingung nicht ausgeschlossen werden, so daf diese Aus-
sage eine Vermutung ist, die es noch experimentell zu bestétigen gilt.

Abbildung 8.30 visualisiert abschliefend die Flammenfrontstruktur der Testflamme
R408 anhand der normierten Flammenfrontdichte, der Varianz ¢”?, ¢(1 —¢) sowie die
unterschiedlichen Quellterme der Y-Gleichung. Die Maxima der normierten Flammen-
frontdichte liegen mit Werten bis zu 0.23 nahe denen der Testflamme R309 und deutlich
oberhalb der Werte der Testfille G26 und R403. Wie die beiden anderen Matrixbrenner-
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flammen R403 und R309 weisen die Profile der Flammenfrontdichte einen glockenférmigen
Verlauf iiber die zeitlich mittlere Reaktionsfortschrittsvariable auf. Die Quellterme der 3-
Transportgleichung im Diisennahbereich unterscheiden sich aber deutlich von den beiden
anderen Testfillen (siehe Abb. 8.19 und 8.24). Das CF-4 Modell sagt hier einen deutlich
schwicheren Einflufl des turbulenten Transports voraus, was in der beobachteten radia-
len Verdriangung der Flammenfront weg vom Diisenaustritt resultiert. Die Verldufe der
Quellterme im Bereich groferer axialer Abstande x/D weisen hingegen keinen qualitativen
Unterschied zu den beiden anderen Matrixbrennerflammen.

Der Einflufs der Damkdhlerzahl auf den zeitlich mittleren Quellterm der Reaktionsfort-
schrittsvariable 14t sich anhand eines Vergleichs der Verldufe der Reaktionsfortschrittsva-
rianz der Testlammen R309 und R408 aufzeigen. Der Testfall R309 besitzt mit Da; = 45
die grofere Damkohlerzahl als die Flamme R408 mit Da; = 32. Daher wird nach Glei-
chung (3.74) der zeitlich mittlere Quellterm weniger stark gewichtet, was sich wiederum
in der vorhergesagten groferen Reaktionsfortschrittsvarianz des Testfalls R408 &dufert.
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Abbildung 8.30: Testflamme R408: Berechnete Flammenfrontstruktur (CF-4 und CPDF-
2B Modell). Links: Verliufe der normierten Flammenfrontoberflichendichte /1% (ausge-
zogen), der Reaktionsfortschrittsvarianz ¢”? (strichpunktiert) und des Varianzmaximums
¢(l1 —7¢) (dinn gestrichelt). Rechts: Quellterm der Flammenfrontdichte (ausgezogen),
K, (kurz gestrichelt), K,,X (lang gestrichelte Linie), SV - [(n)¢ ¥] (strichpunktiert),
SP(V - n)y % (punktiert).
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8.4 JOULE-Flamme

8.4.1 Experimenteller Aufbau

Die in diesem Abschnitt beschriebene Vormischflamme wurde innerhalb des JOULE-
Projekts an der RWTH-Aachen am Institut fiir Technische Mechanik von Prof. Peters
entwickelt. Ziel war die Gewinnung moglichst vollstindige Datensétze zur Validierung
von Modellen turbulenter Vormischverbrennung. Eine Beschreibung des Brenners sowie
Mefdaten wurden in einem Artikel von CHEN ET AL. [61] verdffentlicht und werden zu-
dem von Institut fiir Technische Mechanik auf ihrer Web-Seite zur Verfiigung gestellt.
In jiingerer Vergangenheit haben PRASAD [184] und HERRMANN [94] diese Daten zur
Validierung von einfachen Flammenfrontdichtemodellen bzw. des G-Gleichungsmodells
herangezogen.

Der Brenner, der in Abbildung 8.31 schematisch dargestellt ist, besteht aus einer
runden Diise mit dem Durchmesser D = 12mm, welche sich im Zentrum einer Pilot-
brennerplatte befindet. Innerhalb der Diise ist ein Turbulenzgitter eingebaut, das einen
weitgehend homogenen, isotropen turbulenten Freistrahl erzeugt. Die sich ausbildende
Strahlflamme wird mit Hilfe eines heiften Co-Flows stabilisiert. Hierzu befinden sich ei-
ne Vielzahl von Bohrungen in der Pilotbrennerplatte, an denen sich ein Kranz kleiner
Vormischflammen ausbildet. Die Anzahl der Bohrungen und der Durchmesser der Bren-
nerplatte dp sind so gewahlt, daf die turbulente Freistrahlflamme {iber eine Linge von
ca. 10D gegeniiber der angesaugten Umgebungsluft abgeschirmt wird.

8.4.2 Randbedingungen

Die Abbildung 8.32 zeigt das Rechengebiet der JOULE-Flamme. Die Randbedingungen
des Freistrahls sind aufgrund detaillierte LDA-Messungen bekannt, so dal das Rechen-
gebiet 2mm oberhalb des Diisenaustritts beginnt. Die mittleren Geschwindigkeiten sowie
die charakteristischen Schwankungsgeschwindigkeiten lassen sich anhand von Mefsidaten

17

Pilotflammen Brenner

L B | T
Pl )
L S A . S S I I o
Lochplatte | f -
Versperrungs— | Wasserkihlung
verhaltnis=0.746 ;

D=12mm

I
dp='68mm

Abbildung 8.31: Skizze des JOULE-Bunsenbrenners bestehend aus Diise und Pilotbren-
nerplatte.
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umgebung

Dise Pilot

Symmetrieachse

Abbildung 8.32: Gittergeometrie und Randbedingungen der JOULE-Flamme.

auf die Berandung ,Diise” interpolieren. Das Lingenmal wurde auf Basis homogener
abklingender Gitterturbulenz als Funktion gemessener Geschwindigkeiten und Schwan-
kungsintensititen der ersten beiden Mefebenen bestimmt. Fiir den Bereich ,Pilot“, der
die Pilotbrennerplatte abbildet, existieren fiir den reagierenden Fall keine Messungen,
da hier die Stromung nicht getracert werden konnte. In der Veroffentlichung von CHEN
ET AL. [61] ist lediglich die mittlere Geschwindigkeit des Pilotstroms im nicht reagieren-
den Falls angegeben. Die Turbulenzrandbedingungen wurden daher so gewahlt, daf das
Geschwindigkeitsfeld sowie die Mischungsgrenzschicht wiedergegeben wird. Die Zusam-
mensetzung von Freistrahl und Pilotlammen werden von den Autoren als stochiometri-
sches Methan /Luft Gemisch angegeben, das eine laminare Flammengeschwindigkeit von
40cm/s besitzt. Fiir die Symmetrieachse und die Deckflichen des Rechengebiets wurde
wie im Fall der TECFLAM- bzw. Matrixflammen Symmetrierandbedingungen vorgege-
ben. Die Berandung ,,Umgebung” wird wiederum als Einlaf- und die Berandung ,,Auslafk®
als Auslakrandbedingung definiert. Die verwendeten Randbedingungen sind zur besseren
Ubersicht in Tabelle 8.4 zusammengefaft.

‘ Randbedingung H Diise ‘ Pilotbrenner
Luftzahl A 1 1
T./K 298 1850
T, /K 2230
u ) m/s siehe Abb. 8.33 | sieche Abb. 8.33
k [ m*/e2 siehe Abb. 8.33 | siche Abb. 8.33
g ) m?/g3 sieche Abb. 8.33 | siche Abb. 8.33
Ug / m/s 30 -
ko / mz/s2 3.82 —
c siehe Abb. 8.33 | siehe Abb. 8.33
) 0 1000
f 1 1

Tabelle 8.4: Randbedingungen der Testflamme F3.
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Abbildung 8.33: Stromungsrandbedingungen fiir Diise und Pilotbrennerplatte der Test-
flamme F3.

8.4.3 Ergebnisse

Die Abbildung 8.34 vergleicht die Simulationsergebnisse der kalten Strémung (durchge-
zogene Linie) mit den Messungen von CHEN ET AL. [61] (Symbole). Dargestellt sind die
radialen Verteilungen der turbulenten kinetischen Energie (links) und der zeitlich mitt-
leren Axialgeschwindigkeit (rechts) fiir verschiedene axiale Abstinde, x/D = 2.5, 4.5,
6.5, 8.5 und 10.5. Die Simulation kann die gemessene Strahlaufweitung und die Entwick-
lung der Scherschicht sehr gut nachvollziehen. Das Ende des Potentialkerns liegt bei ca.
x/D = 4.5 und ist am beginnenden Abfall des Geschwindigkeitsmaximums erkennbar.

Der Verlauf des Maximums der turbulenten kinetischen Energie folgt der Aufweitung
der turbulenten Scherschicht. Der radiale Impulsaustausch nimmt mit zunehmendem Ab-
stand von der von der Diise sowohl in Achsrichtung als auch nach aufen hin zu. Der
Anstieg der turbulenten kinetischen Energie auf der Strahlachse markiert schliefslich das
Zusammenlaufen der Scherschichten und damit das Ende des Potentialkerns. Von da an
ist eine Abnahme des Maximums der potentiellen kinetischen Energie feststellbar, die
typisch fiir den Ahnlichkeitsbereich des Freistrahls ist.

Die Ubereinstimmung zwischen Messung und Simulation ist fiir alle dargestellten axia-
len Absténde sehr gut und demonstriert damit die Anwendbarkeit von Zweigleichungs-
modellen auf diese einfache isotherme Stromungskonfiguration.

Abbildung 8.35 zeigt die radialen Profile der zeitlich mittleren Geschwindigkeiten der
Bunsenflamme fiir die normierten axialen Abstinde von z/D = 2.5, 4.5, 6.5, 8.5 und
10.5. Die Symbole représentieren Mefpunkte, die Linien Ergebnisse der Simulationen.
Anhand der Mefergebnisse léft sich erkennen, daf die freigesetzte Warme und die da-
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Abbildung 8.34: Testfeld F3. Vergleich von gemessenem (Symbole) und berechnetem (aus-
gezogene Linie) isothermen Stromungsfeld anhand der Axialgeschwindigkeit und der tur-
bulenten kinetischen Energie.
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Abbildung 8.35: Testflamme F3. Vergleich von gemessenem (Symbole) und berechne-
tem (ausgezogene Linie) reagierendem Stromungsfeld anhand der turbulenten kinetischen
Energie (links) und der Axialgeschwindigkeit (rechts).
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mit verbundene Stromungsdivergenz zu einer Verbreiterung der Radialprofile fiihrt. Im
Vergleich zur isothermen Strémung fillt das Maximum der Axialgeschwindigkeit spéter
ab. Der Potentialkern des regierenden Freistrahls erstreckt sich daher iiber einen weiteren
Bereich.

Im Gegensatz zu den Geschwindigkeitsprofilen unterscheiden sich die Verlaufe der tur-
bulenten kinetischen Energie des isothermen und reagierenden Freistrahls deutlich vonein-
ander. Die turbulente kinetische Energie der reagierenden Stromung ist merklich geringer
als die der isothermen. Ursache sind zum einen die erhohte kinematische Viskositit zum
anderen die Stromungsdilatation aufgrund der Warmefreisetzung. Die Simulation ist in
der Lage diesen Trend wiederzugeben, versagt aber im Brennernahbereich. Um die Er-
gebnisse korrekt beschreiben zu konnen, sind entweder gemessene Randbedingungen oder
eine Simulation der Pilotbrennerbohrungen notwendig. Da die Simulation aber von ei-
nem homogenen Stromungsprofil der Heifgase direkt iiber der Brennerplatte ausgeht,
kann sie die Totwassergebiete in unmittelbarer Nahe der Brennerplatte nicht erfassen.
Hierzu wire eine dreidimensionale Simulation eines Brennerausschnitts notwendig, wel-
che aufgrund des damit verbundenen Rechenaufwands nicht betrachtet wurde. Weiterhin
zeigt die Messung eine nahezu konstante turbulente kinetische Energie auf der Strahlach-
se und keine Zunahme, wie im kalten Fall beobachtet. Ursache ist die Strahlexpansion
aufgrund der reagierenden Kernstromung. Sie dringt die Scherzone nach aufen hin ab
und vermindert somit eine radiale Vermischung in Richtung der Strahlachse. Ein weiterer
Unterschied ist im Verlauf des Turbulenzenergiemaximums zu beobachten. Es fillt im Fall
der reagierenden Stromung mit zunehmenden axialen Abstand ab, und bleibt nicht wie
in Abbildung 8.35 nahezu konstant.

Auch wenn die Ubereinstimmung zwischen Messung und Simulation im Fall der Bun-
senflamme nicht so gut ist wie im Fall des isothermen Freistrahls, so kann das verwendete
k-¢ Turbulenzmodell die wesentlichen Effekte sowohl des Geschwindigkeits- als des Tur-
bulenzenergiefelds gut wiedergeben.

Vergleiche der mit Hilfe der untersuchten Flammenfrontoberflichendichtemodellen be-
rechneten (durchgezogene Linien) und gemessenen (Symbole) normierten Temperaturen
©=(T-1T,)/ (T, —T,) zeigen die Abbildungen 8.36-8.38. Es fillt auf, dak in der Nihe
des Brennermundes Temperaturen deutlich unterhalb der adiabaten Verbrennungstem-
peratur von 7, = 2240K gemessen werden. Fiir diese Beobachtung konnen zwei Effekte
verantwortlich gemacht werden: Lokales Verloschen aufgrund starker Scherung und Wiér-
meabfuhr an die Brennerplatte. Der Einflufs der Scherung wird durch einen Teil der Mo-
delle erfakt. Einfliisse aufgrund von Wérmeabfuhr an die Brennerplatte konnen dagegen
nicht beriicksichtigt werden, da alle Modelle auf der Annahme eines adiabaten Systems
beruhen. Eine Moglichkeit dieses Problem ohne eine Modellerweiterung zu umgehen, be-
stiinde in der Vorgabe einer Enthalpie, d. h. eines Mischungsbruchs, der Pilotflammen, die
die gemessene Temperaturverteilung wiedergibt. Da sich der Einfluf von Scherung und
Wiérmeverlust nicht voneinander trennen lassen, wurde auf eine Anpassung des Tempe-
raturprofils verzichtet.

Das CF1-Modell (ausgezogene Linie), das auf der linken Seite in Abbildung 8.36 mit
den Mefergebnissen (Symbole) verglichen ist, liefert fiir eine angepakte Modellkonstante
Ck, = 3 eine gute Ubereinstimmung hinsichtlich der Flammenlinge. Der Temperatur-
anstieg verlauft aber zu steil, was teilweise auf die bereits beschriebene Abweichung der
maximalen Flammentemperatur zuriickgefiihrt werden kann. Die Testfille F3 und R408
besitzen beide Karlovitzzahlen gréfser eins. Die turbulenten Reynoldszahlen unterscheiden
sich aber um iiber eine Grofenordnung. Ein Vergleich der angepafkten Modellkonstanten
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Abbildung 8.36: Testflamme F3. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-1 (ausge-
zogene Linie), CF-2 (gestrichelte Linie), CPB (strichpunktierte Linie) bzw. MB Mo-

dells(punktierte Linie) berechneter Temperaturfelder. Dargestellt ist die normierte Tem-
peratur © = (T'—T,) / (Ty — Tu).
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Abbildung 8.37: Testflamme F3. Vergleich gemessener und mit Hilfe des CF-3 ausgezogene
Linie), CF-4 (gestrichelte Linie) bzw. CF-5 Modells (strichpunktierte Linie) berechneter
Temperaturfelder. Dargestellt ist die normierte Temperatur © = (T' —T,,) / (Ty, — T,,).
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Ck, zeigt somit deutlich, da die Flammenfrontdehnung eine Funktion der turbulenten
Reynoldszahl sein mufl. Da sich diese durch das Produkt von Geschwindigkeitsverhéltnis
uy/SY und 1;/1% darstellen 148t, muf auch die Flammenfrontdehnung eine Funktion dieser
beiden dimensionslosen Kennzahlen sein.

Ein sehr dhnliches Ergebnis wird mit dem CF-2 Modell (gestrichelte Linie) erzielt,
welches ebenfalls auf der linken Seite von Abbildung 8.36 dargestellt ist. Die gute Uber-
einstimmung von Experiment und Simulation zeigt, dak die Anwendbarkeit des CF-2
Modells nicht allein durch die turbulente Reynoldszahl gegeben ist, sondern durch das
Geschwindigkeitsverhéltnis u;/SP. Dies ldft sich aus einem Vergleich mit den Ergebnis-
sen des Testfalls G26 schliefen. Die Flamme G26 besitzt zwar eine hohere turbulente
Reynoldszahl, aber ein deutlich niedrigeres Geschwindigkeitsverhaltnis u;/Sy. Der Model-
lierungsansatz des CF-2 Modells geht davon aus, daf sich die instantanen Flammenfronten
wie eine materielle Fliche verhalten. Wie in Abschnitt 6.2.3 erlautert wurde, setzt dies
voraus, dak die Flammengeschwindigkeit deutlich langsamer ist als die Geschwindigkeits-
schwankungen, welche die Flammenfront auffalten, d. h. u;/S} > 1.

Das CPB Modell, dargestellt durch die strichpunktierte Linie in Abbildung 8.36 (rechte
Seite), berechnet die gleiche Flammenlénge wie das CF-2 Modell, iiberschétzt aber erwar-
tungsgemals den Temperaturanstieg nahe der adiabaten Verbrennungstemperatur.

Im Gegensatz zu den iibrigen Testfillen versagt das MB Modell (strichpunktierte Li-
nie) beim Testfall F3 und berechnet eine deutlich zu kurze Flamme. Die Ursache fiir
dieses Fehlverhalten ist im Destruktionsterm zu suchen, der offensichtlich unterschétzt
wird. Dieses Ergebnis zeigt somit, dafs das MB Modell fiir Flammen, die sich durch grofe
Karlovitzzahlen bei gleichzeitig niedrigen Reynoldszahlen auszeichnen, nicht geeignet ist.

Wie nach den bereits vorgestellten Simulationsergebnissen zu erwarten, erzielen das
CF-3 und CF-4 Modell die beste Ubereinstimmung zwischen Experiment und Simulation.
Die Unterschiede der in Abbildung 8.37 dargestellten Ergebnisse des CF-3 (ausgezogene
Linie) und CF-4 Modells (gestrichelte Linie) sind vernachléssigbar. Der etwas steilere
Temperaturanstieg des CF-4 Modells liegt im Propagationsterm begriindet, der iiber den
Gradienten des Reaktionsfortschritts zu einer Beschleunigung des Umsatzes beitrégt.

Abbildung 8.38 vergleicht schlieflich die Temperaturverldufe, die mit dem CPDF-1G
(links) und CPDF-1B Modell (rechts) vorausgesagt werden. Die Ergebnisse sind nahe-
zu identisch. Der Grund hierfiir liegt im Verlauf der Reaktionsfortschrittsvarianz, die in
Abbildung 8.39 als Funktion des zeitlich mittleren Reaktionsfortschritts ¢ fiir verschie-
dene axiale Schnitte z/D dargestellt ist. Die Varianz (strichpunktierte Linie) liegt fiir
die gesamte Flammenfront deutlich unterhalb ihres Maximums ¢ (1 — ¢)(diinn gestrichel-
te Linie), da die Damkohlerzahl der Testflamme mit Da; ~ 0.01 klein ist. In diesem Fall
wichten die abgeschnittene Gauffunktion und die g-Funktion den reagierenden Zustand
sehr dhnlich und sagen daher nahezu identische Reaktionsgeschwindigkeiten voraus.

Der Verlauf der Flammenfrontoberflichendichte, markiert durch die ausgezogene Li-
nie auf der linken Seite von Abbildung 8.39, zeigt eine deutliche Schiefe. Sie wurde be-
reits beim Testfall G26 beobachtet und ist ein Kennzeichen fiir die niedrige turbulente
Reynoldszahl von Re; = 122. Das Maximum der normierten Flammenfrontdichte liegt
mit 3-1% = 0.5 deutlich oberhalb der Werte, die in den Matrixflammen gefunden wurden.
Weiter stromab fallen sie aber auf vergleichbare Werte ab. Entsprechend grof sind die
Quellterme der Flammenfrontdichte, die auf der rechten Seite von Abbildung 8.39 auf-
getragen sind. Grund hierfiir sind die extrem grofen Gradienten, die zu einer sehr star-
ken Flammendehnung K; und einem entsprechend grofen Destruktionsterm S (V - n)¢ ¥
fiihren. Obwohl die Gradienten der zeitlich mittleren Stromung im Vergleich zu den an-
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deren Flammen grofs sind, ist der Quellterm der zeitlich mittleren Flammenfrontdehnung
gegeniiber der turbulenten Dehnung vernachlissigbar.

Neben dem Gechwindigkeits- und Temperaturfeld wurden von CHEN ET AL. auch die
Konzentrationen der wichtigsten Komponenten gemessen. Diese sind in den Abbildun-
gen 8.40 und 8.41 mit den Ergebnissen des CPDF-1B und CF-5 Modells verglichen. Das
Wahrscheinlichkeitsdichtemodell kann die Konzentrationsverldufe der Edukte Methan und
O3 und der Produkte CO, und H,O gut wiedergeben. Bei den stabilen Zwischenproduk-
ten CO und H, sind jedoch grofere Abweichungen festzustellen. Die Konzentration des
Kohlenmonoxids wird durchgehend um den Faktor 1.8 iiberschétzt, wiahrend diejenige des
Wasserstoffs zu niedrig vorhergesagt wird. Das gleiche Bild zeigt sich beim Betrachten der
Ergebnisse des CF-5 Modells. Da dem Modell eine detaillierte Kinetik zu Grunde liegt,
kommt die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik als Ursache fiir die beobachteten Abweichungen
nicht in Frage. Daher liegt der Schluf nahe, dafs die Struktur der Reaktionszone durch die
Turbulenzelemente modifiziert wird. In diesem Fall kann der Reaktionsverlauf nicht mehr
durch eine einzige Reaktionsfortschrittsvariable abgebildet werden. Dies gilt sowohl fiir
das Wahrscheinlichkeitsdichte- als auch das Flammenfrontdichtemodell. Eine abschliefsen-
de Bewertung kann jedoch nicht auf Basis dieses eine Testfalls erfolgen, sondern erfordert
weitere Untersuchungen.
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Abbildung 8.39: Testflamme F3: Berechnete Flammenfrontstruktur (CF-4 und CPDF-1B
Modell). Links: Verliufe der normierten Flammenfrontoberflichendichte ¥ /1% (ausgezo-
gen), der Reaktionsfortschrittsvarianz ¢? (strichpunktiert) und des Varianzmaximums
¢(1 —7¢) (dinn gestrichelt). Rechts: Quellterm der Flammenfrontdichte (ausgezogen),
K, (kurz gestrichelt), K,,X (lang gestrichelte Linie), SV - [(n)¢ ¥] (strichpunktiert),
SP(V - n)y % (punktiert).
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Abbildung 8.40: Testflamme F3H. Vergleich gemessener (Symbole) und mit Hilfe des
CPDF-1B Modells (Linien) berechneter Konzentrationsverldufe. Links: Methan: gefiillter
Kreis bzw. ausgezogene Linie, Oy: Quadrat bzw. gepunktete Linie, CO,: gefiillte Triangel
bzw. gestrichelte Linie , HoO: Delta bzw. strichpunktierte Linie;Rechts:CO: gefiillter Kreis
bzw. ausgezogene Linie, Hy: Quadrat bzw. strichpunktierte Linie.
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Abbildung 8.41: Testflamme F3. Vergleich gemessener (Symbole) und mit Hilfe des CF-
5 Modells (Linien) berechneter Konzentrationsverlaufe. Links: Methan: gefiillter Kreis
bzw. ausgezogene Linie, Os: Quadrat bzw. gepunktete Linie, CO,: gefiillte Triangel bzw.
gestrichelte Linie , H,O: Delta bzw. strichpunktierte Linie;Rechts:CO: gefiillter Kreis bzw.
ausgezogene Linie, Hy: Quadrat bzw. strichpunktierte Linie.
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8.5 Schlufifolgerungen

Die in diesem Kapitel vorgestellten Testflammen erlauben aufgrund ihrer unterschiedli-
chen Betriebsbedingungen eine belastbare Evaluierung der untersuchten Flam-men-front-
dich-te- und Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle. Globale charakteristische Grofsen dieser
Flammen, sind ihr Kegelwinkel, d. h. die turbulente Flammengeschwindigkeit, und ihre
Breite, die ein Mak fiir die Verteilung des Gradienten der Reaktionsfortschrittsvariablen,
d. h. der skalaren Dissipationsrate ist. Die verwendeten Ansétze zur Schlieflung des tur-
bulenten Reaktionsquellterms basieren auf zeitlichen mittleren Grofen der Stromung und
der Chemie. Dies sind einerseits die Geschwindigkeit u, die turbulente kinetische Ener-
gie k und die Dissipationsrate der turbulenten kinetischen Energie €, und andererseits
der Reaktionsfortschritt ¢, seine Schwankungsintensitit, dargestellt durch die Varianz ¢?
und die skalare Dissipationsrate Y.. Die ,kohdrenten Flamme“-Modelle basieren auf der
Annahme schneller Chemie und verwenden daher neben dem zeitlich mittleren Reakti-
onsfortschritt die Dissipationsrate in Form der Flammenfrontdichte, um die unbekannten
Terme zu schliefen. Die Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle hingegen gehen von einem li-
nearen Zusammenhang von turbulentem Zeitmaf und skalarer Dissipationsrate aus. Das
Schliefungsproblem wird hingegen iiber einen Wahrscheinlichkeitsansatz gelost, wobei die
Verteilungsfunktion durch den Reaktionsfortschritt und seine Varianz parametrisiert wird.

Die wesentlichen Eigenschaften der untersuchten Flammenfrontdichte- und ¢-PDF Mo-
delle sind in den folgenden Abschnitten zusammengefaft.

8.5.1 Bewertung der Flammenfrontdichtemodelle

Um die experimentellen Ergebnisse mit dem CF-1 Modells (6.72) wiedergeben zu konnen,
ist es erforderlich, die Werte des Parameters C, iiber einen weiten Bereich zu variieren.
Die Ergebnisse dieser Arbeit zeigen, dak die Werte der Modellkonstanten mit steigen-
der turbulenter Reynoldszahl zunehmen. Die Testflamme F3 besitzt mit Cx, = 3 bzw.
Re; = 122 die niedrigste, die Flamme R408 mit Cx; = 11 bzw. Re; = 2172 die hochste
Modellkonstante bzw. turbulente Reynoldszahl. Dies bedeutet, daf die Flammenfront-
dehnung nicht allein durch die Interaktion von Flammenfront mit den energietragenden
Wirbeln, d. h. wu;/l;, beschrieben werden kann, sondern weitere Informationen iiber die
Turbulenzstruktur z. B. in Form der turbulenten Reynoldszahl benétigt.

Das CF-2 Modell (6.73) erfiillt diese Forderung indem es die turbulente Flammen-
frontdehnung mit Hilfe der dissipativen Skalen modelliert, welche implizit die turbulente
Reynoldszahl iiber die Beziehung u,/l, = V/Resu;/l; enthalten. Wihrend dieser Model-
lansatz fiir die hochturbulenten Matrixflammen sehr erfolgreich ist, versagt er im Fall der
Testflamme G26. Die Annahme, daf sich die Flammenfront wie eine materielle Fliche
verhélt, resultiert in einer zu hohen Flammenfrontoberflichendichte, was sich in einer zu
kurzen und zu breiten turbulenten Flammenkontur &ufert. Ein dhnliches Verhalten zeigt
das CPB Modell (6.75), das die turbulente Flammenfrontdehnung ebenfalls mit Hilfe des
Kolmogorovzeitmakes bestimmt, und somit nahezu gleiche turbulente Flammengeschwin-
digkeiten liefert. Der Kriimmungsterm wird jedoch um einen exponentiellen Ausdruck
erweitert, der sicherstellt, daf sich die Reaktionsfortschrittsvariable schneller als expo-
nentiell dem Wert eins ndhert. Diese Formulierung fiihrt aber dazu, daf sich der zeitlich
mittlere Reaktionsfortschritt dem Wert eins schneller annéhert, als dies im Experiment
beobachtet wird. Damit wird eine zu diinne turbulente Flammenfront vorhergesagt.

Die Untersuchungen haben gezeigt, da die einfachen ,kohédrenten Flamme“-Modelle
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wie das CF-1, CF-2 und CPB Modell nur in begrenztem Umfang die Struktur und Eigen-
schaften turbulenter Vormischflammen vorhersagen kéonnen. Grund sind die Ansétze zur
Formulierungen der turbulenten Flammenfrontdehnung iiber das integrale bzw. dissipative
Zeitmalk, die Grenzfille der Interaktion von Turbulenz und Flammenfront darstellen. Da-
her sind auch die Modellansétze nur fiir begrenzte Bereiche des Verbrennungsdiagramms
giiltig.

Das CF-1 Modell besagt, daR die normierte turbulente Flammengeschwindigkeit S;/S}
nur vom GeschwindigkeitsmaRstab u,/Sy abhingt. Wie in Abschnitt 3.4 gezeigt wurde,
gilt dies aber nur fiir kleine Geschwindigkeitsverhéltnisse u;/S} und groRe turbulente
Reynoldszahlen. Diese Voraussetzung wird aber von keiner der untersuchten Testflam-
men erfiillt, da sie alle Geschwindigkeitsverhiltnisse grofer als eins besitzen. Das Modell
ist daher auf technisch relevante Flammen ohne Parameteranpassung nicht anwendbar.
Flammen, die durch das CF-1 Modell beschrieben werden kénnen, finden sich z. B. bei vor-
gemischten Explosionen, die sich durch grofe turbulente Langenmafe auszeichnen (siehe
Abbildung 3.12).

Das CF-2 Modell hingegen beschreibt die turbulente Flammengeschwindigkeit als
Funktion sowohl des Geschwindigkeits- als auch des Lingenverhéltnisses. Da im Bereich
hochturbulenter Vormischverbrennung alle komplexeren Modelle diese Abhéngigkeit vor-
aussagen, ist es sehr erfolgreich in der Beschreibung der untersuchten Matrixflammen. Der
Bereich der méfkig intensiven Turbulenz, in dem vorwiegend die motorische Verbrennung
stattfindet, reprasentiert durch den Testfall G26, kann durch das Modell jedoch nicht
erfallt werden.

Abschliefsend sei bemerkt, daf alle drei Modellvarianten nicht nur eine Transportglei-
chung fiir die Flammenfrontdichte, sondern auch fiir die skalare Dissipationsrate l6sen.
Da die Flammengeschwindigkeit SP als konstant angenommen wird, und die Dichte des
Frischgemischs p, in vorgemischten Systemen eine Konstante ist, lassen sich die Trans-
portgleichungen der Flammenfrontdichte entsprechend erweitern, so daf sie eine Bilanz-
gleichung fiir ¥, ~ p, S’ darstellen.

Das MB Modell basiert im Gegensatz zu den ,kohirente Flamme“-Modelle auf einer
Bilanzgleichung fiir die skalare Dissipationsrate und iiberfiihrt diese mit % o< X,/ (puS?)
in eine Transportgleichung fiir die Flammenfrontdichte. Es kann zwar, mit Ausnahme der
Flamme F3, die Flammencharakteristika hinsichtlich turbulenter Flammengeschwindig-
keit und Flammenfrontdicke gut wiederzugeben, weist aber deutliche Defizite hinsichtlich
der Flammenstabilisierung in freien Scherstromungen auf. Daher kann es die Testflammen
G26 sowie die Matrixflammen R403, R309 und R408 gut wiedergeben, versagt aber bei der
Beschreibung des Testfalls F3. Hier stabilisiert die Flamme im Bereich hoher Scherraten
der zeitlich mittleren Stromung, was jedoch durch das Modell {iberschitzt wird. Dies wird
auch beim Betrachten der Ergebnisse fiir die anderen Testfélle deutlich, wo das Modell
im Bereich des Flammenfufies durchweg einen zu hohen Umsatz vorhersagt.

Die Defizite der einfachen ,kohirenten Flamme® und des MB Modells kénnen durch
das CF-3 bzw. das ITNFS-Modell behoben werden. Es beriicksichtigt die Interaktion aller
Wirbelklassen mit der Flammenfront und kann auch Flammenverléschen vorhersagen. Das
Modell liefert daher durchweg eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen Experiment und
Simulation. Dies macht deutlich, daf die Formulierung der turbulenten Flammenfront-
dehnung fiir den Erfolg der ,kohérente Flamme“-Modelle von zentraler Bedeutung ist.
Die Flammendehnung aufgrund der zeitlich mittleren Strémung ist dagegen von unter-
geordneter Bedeutung. Die vorliegenden Ergebnisse zeigen, daf dies, entgegen den in der
Literatur geduferten Vermutungen, auch in Bereichen grofser zeitlich mittlerer Scherraten
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gilt.

DucLos ET AL. [73] ergénzen in ihrer Arbeit den Destruktionsterm um das Ge-
schwindigkeitsverhiltnis u;/S?. Die Autoren geben fiir diese Formulierung keine Begriin-
dung, weshalb Simulationen mit diesem Ansatz durchgefiihrt wurden. Die Ergebnisse
zeigen (nicht dargestellt), dak dieser Ansatz gute Ergebnisse liefert, wenn die favrege-
mittelten Fortschrittsvariable ¢ im Nenner des Destruktionsterms verwendet wird, d. h.
(SpV -m)g oc SP(1+u,/SP)/ (1 —¢)X. Dieser Ansatz liefert jedoch keine konsistenten
Ergebnisse. Dies gilt insbesondere insbesondere fiir Flammen mit erh6hter Vorwarmtem-
peratur. Die Erweiterung des Destruktionsterms um wu;/Sy ist jedoch nicht erforderlich,
falls die reynoldsgemittelte Fortschrittsvariable ¢ und damit das in dieser Arbeit vorge-
stellte Modell verwendet wird. Der Einflufl der Vorwirmtemperatur spiegelt sich dann in
der Dichte des Frischgemisch p, wieder.

Die sehr guten Ergebnisse des CF-3 Modells zeigen, daf die oberflichengemittelte
Flammenfrontgeschwindigkeit (Sg) durch die entsprechende laminare, planare Flammen-
geschwindigkeit SP approximiert werden kann. Die Effekte der Flammenfrontdehnung und
-kriimmung heben sich im zeitlichen Mittel offensichtlich gegeneinander auf. Somit besta-
tigen die Ergebnisse dieser Arbeit den Vorschlag von POINSOT ET AL. [176] die Flammen-
frontgeschwindigkeit iiber die laminare Flammengeschwindigkeit zu modellieren. In diesem
Zusammenhang ist es erwdhnenswert, daf die untersuchten Flammen aufgrund ihrer ma-
geren Stochiometrie Marksteinzahlen nahe null besitzen (siehe Abb. 3.9). Dehnungseffekte
sind unter diesen Voraussetzungen , wie in Abschnitt 3.1.6 erldutert, von untergeordneter
Bedeutung. Weitere Untersuchungen zur Modellierung der Flammenfrontgeschwindigkeit
sollten daher Flammen mit stark positiven Marksteinzahlen, wie z. B. Propan, mit ein-
schliefen.

Um den Einfluf der Streckungsrate zu erfassen, wurde im CF-5 Modell die oberfla-
chengemittelte Flammenfrontgeschwindigkeit (Sz) mit Hilfe einer angenommenen Vertei-
lungsfunktion der lokalen Streckungsrate K, o< K; modelliert. Hierzu wurden laminare
gedehnte Flammen als Funktion von K4 berechnet. Mit diesemm Modellansatz werden
gleichzeitig Nichtgleichgewichtseffekte und somit Einfliisse finiter Chemie beriicksichtigt.
Die Ergebnisse des CF-5 Modells zeigen jedoch gegeniiber dem CF-4 Modell keine nen-
nenswerten Verbesserungen. Das grofte Problem dieses Schliefungsansatzes besteht in
der Verkniipfung der lokalen turbulenten Flammenfrontdehnung K; mit der Dehnungs-
rate der laminaren Modellflamme K4, da ein exakt ableitbarer Zusammenhang bisher
noch nicht gefunden werden konnte [175]. AuRerdem werden durch den Wahrscheinlich-
keitsdichteansatz zwei neue Modellparameter eingefiihrt, die in einem gewissen Bereich
variieren konnen. Eine erfolgreiche Anwendung des Modells scheint auf Basis der vorlie-
genden Ergebnisse nur durch ein neues Modell, welches K4 und K; verkniipft, moglich.
Basis eines solchen Ansatzes konnen nur Ergebnisse direkter numerischer Simulationen
sein, dhnlich dem ITNFS-Modell.

Die in Abschnitt 5.4 und 6.5 abgeleiteten einfachen Mischungsmodelle kénnen die
nicht-isenthalpen Einfliisse einmischender Umgebungsluft mit ausreichender Genauigkeit
beschreiben. Die Ergebnisse dieser Untersuchungen haben gezeigt, daf die Verbrennung
unter Bedingungen des Frischgases ablduft und Umgebungsmedium vorwiegend mit be-
reits ausgebrannten heiffen Rauchgasen mischt. Mischungseffekte auf die lokalen Eigen-
schaften der Flamme konnen daher vernachlissigt werden.

Mit dem in Abschnitt 6.3 erlduterten modifizierten FIST-Ansatz von POINSOT ET
AL. [174] wurde ein Wandmodell entwickelt, welches die wesentlichen Wand—Flamme In-
teraktionen erfafst. Zusammen mit dem k-w-Turbulenzmodell lassen sich damit Flam-
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men, die in der Ndhe von Wianden stabilisieren oder brennen, erfolgreich beschreiben.
Nicht-adiabate Effekte, wie z. B. Warmeleitung, wurden im Rahmen dieser Arbeit nicht
behandelt, kbnnen aber in die vorhandenen Modellansitze iiber eine vorwiarmtermpera-
turabhéngige Flammengeschwindigkeit leicht implementiert werden.

8.5.2 Bewertung der Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle

Die angenommenen Verteilungsdichte fiir den Reaktionsfortschritt P, (¢) des ¢-PDF Mo-
dells wurde im Rahmen dieser Arbeit durch die abgeschnittene Gauffunktion und die
B-Funktion angendhert. Die Form der beiden Funktionale wird jeweils durch zwei Para-
meter beschrieben, die mit dem zeitlich mittleren Reaktionsfortschritt und seiner Vari-
anz verkniipft sind und fiir die zwei zusétzliche Transportgleichungen gel6st werden. Die
skalare Dissipationsrate erscheint bei diesem Modellansatz als Quellterm fiir die Reak-
tionsfortschrittsvarianz und wird im allgemeinen proportional zum turbulenten Zeitmaf
modelliert. In der Literatur wird hierzu das integrale Zeitmak t; o< k /& herangezogen. Die
Ergebnisse der Flammenfrontdichtemodelle legen aber die Verwendung des Kolmogorov-
zeitmaRes t, = 1/4/Z/v nahe. Daher wurden in dieser Arbeit beide SchlieRungsannahmen
untersucht.

Die besten Ergebnisse liefert das CPDF-1B Modell, das auf dem integralen Zeitmaf
und der S-Funktion basiert. Nur der hochturbulente Testfall R408 erfordert die Beschrei-
bung der skalaren Dissipationsrate liber das dissipative Zeitmafl, d. h. das CPDF-2B
Modell. Die Proportionalitatskonstante Cx, muf aber wie im Fall des CF-1 Modells an
den jeweiligen Testfall angepalkt werden. Gute Ergebnisse wurden mit Werten fiir Ck,
erzielt, die dem jeweiligen CF-1 Model entnommen wurden. Eine Modellverbesserung er-
fordert daher eine allgemeingiiltigere Beschreibung der skalaren Dissipationsrate. Es wird
aber auch dann nur auf hochturbulente Flammen anwendbar sein, deren Damkohlerzahl
ausreichend niedrig ist, um den PDF-Schliefungsansatz zu ermdoglichen.

Der Vergleich der Ergebnisse von Flammenfrontdichte- und Wahscheinlichkeitsdichte-
modellen zeigt, dak letztere keine wesentlichen Vorteile hinsichtlich der Beschreibung der
globalen Wirmefreisetzung besitzen. Ausnahme ist die Moglichkeit, Aussagen iiber die
Konzentrationen von CO und eventuell NO, zu treffen. Fiir technisch relevante Simulati-
onsprobleme ist dies aber von untergeordneter Bedeutung, da die meistens vorliegenden
hohen Luftzahlen einen vollstindigen Ausbrand sicherstellen. Im Fokus steht vielmehr die
erforderliche Rechenzeit zur verlaflichen Wiedergabe des Temperaturfeldes. Hier besitzten
aber die Flammenfrontdichtemodelle aber einen Vorteil, da sie im allgemeinen schneller
konvergieren. Aus diesem Grund sind Flammenfrontdichtemodelle den angenommenen
Wahrscheinlichkeitsdichtemodellen vorzuziehen.
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8.6 Ausblick auf weiterfiihrende Arbeiten

Das in der vorliegenden Arbeit entwickelte CF-4 Modell kann technische Verbrennungsy-
steme, die sich im allgemeinen durch hohe turbulente Reynoldszahlen und grofse Geschwin-
digkeitsverhéltnisse auszeichnen, zuverldssig vorausberechnen. Fiir schwach turbulente
Flammen ist jedoch mit dem Auftreten von Gegengradientendiffusion zu rechnen (sie-
he Kap. 3.5). Aus diesem Grund sollte das Modell um einen entsprechenden Modellansatz
erweitert werden. Ansatzpunkt konnte das in Abschnitt 3.5 erwdahnte Modell von POINSOT
ET AL. [225] sein. Erforderlich sind in diesem Zusammenhang aber simultane Messungen
von turbulenten und skalaren Léngen- und Zeitmaken. Dies wiirde neben dem turbulen-
ten Transport pu’c"” auch die Bestimmung der skalaren Dissipationsrate und damit eine
verbesserte Modellierung ermoglichen. Erste zeitaufgeloste mehrdimensionale Messungen
von OH-Konzentrationen wurden kiirzlich von CHEN und BILGER [60] an turbulenten
Bunsenflammen durchgefiihrt und ermdglichen die Analyse des Reaktionsfortschritts.

Im Kontext der Flammenfrontdichtemodelle wurde der Einflufl detaillierter Chemie
nur iiber Gleichgewichtszustdnde, die als eine Funktion der lokalen Streckungsrate K4
formuliert wurden, beriicksichtigt. Aussagen iiber die innere Struktur der Flamelets und
somit iiber Konzentrationen von Zwischenprodukten konnen mit dem in Kapitel 6.4 be-
schriebenen Ansatz jedoch nicht getroffen werden. Hierzu muf die Verteilungsfunktion
des Reaktionsfortschritts in das Modell integriert werden. Eine mogliche Vorgehensweise
soll im folgenden skizziert werden.

Die ersten theoretischen Uberlegungen zur Beschreibung der Flammenfrontstruktur
als Funktion des Reaktionsfortschritts wurden von BRAY ET AL. [31] im Rahmen ihres
generalisierten PDF-Modells formuliert. Ausgangspunkt ist die allgemeine Form einer
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (3.71). Die Verteilung des reagierenden Zustandes ist
im Fall schneller Chemie durch

1

Fle,Ka) = lfwm

(8.7)
gegeben. Der Gradient V,c ist hierbei fiir eine laminares Flamelet mit der aufgeprigten
Flammenfrontdehnung K 4 normal zur Flammenfront zu berechnen. Die Dicke der Flamme
in Gleichung (8.7) ist durch % =n (c =1 — ¢5) — n (c = ¢;) definiert, wobei c¢; eine kleine
Zahl ist. Die Wahrscheinlichkeit einen reagierenden Zustand vorzufinden, beschreibt das
BML-Modell [31] iiber

C ) — PXe ’ 3.8
(=) (2¢,, — 1) fol w.F (c)de (88)

wobei der Parameter ¢, = fol cw.F () de/ fol w.F (c) de Informationen iiber die chemische
Kinetik enthélt. Die skalare Dissipationsrate X, in Gleichung (8.8) kann durch die bekannte
Flammenfrontdichte substituiert werden

_ puS}E
fOl [P (K) f()l We (C, KA) f(C, KA) de| dK 4

¢ (z) (8.9)

Gleichung (8.9) erfakt mit dieser Formulierung nicht nur den Einfluf der Flammenfront-
struktur iiber die Verteilungsfunktion F (c) sondern iiber P (K4) auch den Einflufl der
lokalen Streckungsrate auf die Flammenfrontstruktur.



247

Da die Summe der Wahrscheinlichkeiten A, B und C definitionsgeméaf eins ergeben
muf, sind die Wahrscheinlichkeiten .4 und Biiber 4 = (1 —¢) /(1 +C)und B=¢/ (1 +C)
zu normieren.

Die Konzentration einer Komponente k£ in Abhéngigkeit der Streckungsrate kann dann
iiber

?k:AYk(C:0)+B/ PYk(Czl,KA)dKA
0

+c/0°° [P(KA)/()lmc,K)f(c,K)dc dK4 (8.10)

bestimmt werden.

Die Gleichungen (8.7)—(8.10) konstituieren ein Modell, mit dem sich nicht nur Nicht-
Gleichgewichtseffekte aufgrund lokaler Flammenstreckung, sondern auch die vollstdndige
Flammenstruktur beschreiben 1dft. Dies erdffnet auch die Moglichkeit in Zukunft de-
taillierte Chemie und damit Konzentrationen von Zwischenprodukten sowie Schadstoffe-
missionen zu beriicksichtigen. Hierzu muf jedoch die Verteilungsfunktion der Flammen-
streckung K4 bekannt sein. Die in den vorherigen Abschnitten diskutierten Ergebnisse
zeigen aber, daf diese Vorausetzung noch nicht erfiillt ist, weshalb das obige Modell nicht
weiter untersucht wurde.

Die Allgemeingiiltigkeit des c-PDF Modells im Bereich hochturbulenter Flammen 14t
sich durch eine verbesserte Modellierung der skalaren Dissipationsrate erreichen. Der Ein-
satz des ITNFS-Modells wire zwar eine einfache und effektive Moglichkeit, widerspricht
aber dem verwendeten Wahrscheinlichkeitsdichteansatz. Dieser setzt kleine Damkdhler-
zahlen voraus, und schliekt daher Flamelet-Annahmen, auf denen das I'TNFS-Modell
beruht, aus. Eine andere Moglichkeit besteht in der Losung einer zusétzlichen Trans-
portgleichung fiir die skalare Dissipationsrate. Hier konnte auf das MB Modell in seiner
urspriinglichen Formulierung zuriickgegriffen werden [146]. Die guten Ergebnisse hinsicht-
lich der Verteilung der Flammenfrontdichte lassen auch eine gute Wiedergabe der skalaren
Dissipationsrate erwarten.



Kapitel 9

Zusammenfassung

Fiir die Entwicklung innovativer Verbrennungskonzepte ist das Verstiandnis der Interakti-
on von der zumeist turbulenten Stromung und der chemischen Kinetik von entscheidender
Bedeutung. Mit ihrer Hilfe konnen wichtige globale Grofen wie Flammenstabilitdt, Ziind-
verhalten, Schadstoffemission und thermoakustische Phinomene bestimmt werden. Die
Leistung moderner Rechenanlagen einerseits und robuste, effiziente numerische Metho-
den andererseits ermoglichen es heute, reagierende Stromungen zu simulieren und somit
den Entwicklungsaufwand deutlich zu reduzieren. Voraussetzung sind allerdings Verbren-
nungsmodelle, die komplexe technische Problemstellungen und die notwendigen Parame-
terstudien mit der erforderlichen Genauigkeit und gleichzeitig minimalen Aufwand bewél-
tigen konnen. Zielsetzung dieser Arbeit ist daher die Entwicklung und Validierung effi-
zienter Modelle, die hochturbulente Vormischverbrennung nicht nur nach- sondern auch
vorausberechnen konnen.

Die in Kapitel 3 vorgestellten und diskutierten Anséitze zur Beschreibung turbulenter
Vormischverbrennung lassen sich in zwei grofe Klassen unterteilen. Zum einen die Wahr-
scheinlichkeitsdichtemodelle, welche die chemische Kinetik und turbulente Strémung mit
Hilfe von Wahrscheinlichlichkeitsdichtefunktionen geschlossen beschreiben. Zum anderen
sogenannte Flameletmodelle, welche diese beiden Prozesse voneinander entkoppeln und
die Eigenschaften der turbulenten Flamme iiber die fiir die Verbrennung zur Verfiigung
stehende Flammenfrontoberfliche modellieren. Im Rahmen dieser Arbeit wurden beide
Modellansétze herangezogen und anhand von Mefergebnissen validiert sowie miteinander
verglichen.

Das eingesetzte Wahrscheinlichkeitsdichtemodell beruht auf angenommen Verteilun-
gen des Reaktionsfortschritts und kann daher streng genommen nur globale Einschritt-
kinetiken beriicksichtigen. Um die Struktur der Reaktionszone besser erfassen und Aus-
sagen iiber die Konzentrationen von Zwischenprodukten der Verbrennung treffen zu kon-
nen, wurde das Konzept der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik entwickelt. Es unterteilt den
Reaktionsverlauf in eine Brennstoffabbau- und eine Ausbrandzone. Der Brennstoffab-
bau wird durch eine semi-empirische Bruttoreaktion modelliert, wihrend der Ausbrand
durch Elementarreaktionen und unter Einsatz von Quasistationaritits- und partiellen
Gleichgewichtsannahmen beschrieben wird. Die Ordnung und Aktivierungstemperatur
des Brennstoffabbaus kénnen in guter Naherung der Literatur entnommen werden, so daf
die Kinetik nur zwei Parameter in Form eines stochiometrischen Koeffizienten und des
Frequenzfaktor besitzt. Diese konnen leicht an gemessene oder berechnete Flammenge-
schwindigkeiten angepaft werden.

Die Kinetik wurde erfolgreich anhand der Verbrennung von Methan in einem homo-
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genen System sowie einer laminaren Vormischflamme validiert. Die Ergebnisse zeigen,
dak die Flammengeschwindigkeit iiber einen weiten Stochiometrie- (0.7 < A < 2.5) und
Vorwirmtemperaturbereich (298K—673K) mit einem einzigen Parametersatz erfolgreich
beschrieben werden kann. Allerdings brechen die Annahmen, die zur Berechnung des
Ausbrands getroffen werden unter fetten Stéchiometriebedingungen zusammen, weshalb
die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik nur auf nahestochiometrische und magere Verbrennung
angewendet werden sollte. Da die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik den Brennstoffabbau iiber
eine Bruttoreaktion beschreibt, kann sie fiir alle Kohlenwasserstoffe eingesetzt werden.
Dies gilt insbesondere fiir technische Brennstoffe, fiir die noch keine zuverléssigen detail-
lierten Reaktionsmechanismen existieren, deren Flammengeschwindigkeit aber mit relativ
geringem Aufwand bestimmt werden kann. Das Potential der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik
zeigen die sehr guten Ergebnisse fiir die Brennstoffe Propan und Kerosin.

Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik bildet zusammen mit der angenommenen Verteilungs-
funktion des Reaktionsfortschritts ein neues Wahrscheinlichkeitsdichtemodell. Die Vertei-
lungsfunktion wird mit Hilfe von Mittelwert und Varianz des Reaktionsfortschritts be-
schrieben, fiir die Transportgleichungen gelost werden. Aufgrund der 2-Bereich-1-Schritt-
Kinetik ist das Modell, im Gegensatz zu den bisher gebrauchlichen Verbrennungsmodellen
auf Basis angenommener Verteilungen, in der Lage, Zwischenprodukte wie CO und H,
zu beschreiben. Der Erfolg des Modells héingt makgeblich von der gewéhlten Verteilungs-
funktion des Reaktionsfortschritts ab. In der Literatur werden sowohl die abgeschnittene
Gauffunktion als auch die S-Funktion diskutiert, ohne daf bisher ein direkter Vergleich
durchgefiihrt wurde. Aus diesem Grund wurden beide Moglichkeiten mit dem Ziel ange-
wendet, die Funktionen hinsichtlich ihrer Eignung fiir die Verbrennungsmodellierung zu
bewerten.

Die in der vorliegenden Arbeit untersuchten Flammenfrontdichtemodelle basieren auf
dem Konzept der ,kohidrenten Flammenfronten“. Sie gehen davon aus, da die mittlere
Reaktionsrate durch die Flammenfrontgeschwindigkeit und die lokal zur Verfiigung ste-
hende Flammenfrontdichte bestimmt ist. Die exakte Form der Transportgleichung fiir die
Flammenfrontdichte ist nicht geschlossen und erfordern zusétzliche Modellannahmen. Die
bekanntesten Schliefungsansitze wurden diskutiert und ein neuer Ansatz zur Modellie-
rung des Destruktionsterms vorgestellt. Auflerdem wird in der vorliegenden Arbeit der
Versuch unternommen, den Einfluf detaillierter Chemie auf die instantanen Flammen-
struktur mit Hilfe gestreckter Flamelets zu beriicksichtigen. Diese werden getrennt von
der eigentlichen Stromungsberechnung unter Einbeziehung detaillierter Chemie als Funk-
tion der Streckungsrate berechnet. Die Kopplung mit dem Stromungsfeld erfolgt dann
iiber Ensemblemittelung der Zustandsgrofen mit Hilfe einer angenommenen Wahrschein-
lichkeitsdichte fiir die lokale Streckungsrate. Diese wird nach der dritten Hypothese von
Kolmogorov durch eine logarithmische Normalverteilung approximiert.

Die angewendeten Verbrennungsmodelle besitzen Schlieffungsansitze die eine rechen-
zeitintensive Mittlungsvorschrift enthalten. Eine effiziente Berechnung dieser Terme, die
Voraussetzung fiir die Anwendung der Modelle auf praktische Systeme ist, wurde durch
ein eigens entwickeltes Prid- und Postprozessormodul sichergestellt. Es 16st die entspre-
chenden idealisierten chemischen Systeme und fiihrt die erforderlichen Integrationen vor
der eigentlichen Verbrennungssimulation durch. Die Ergebnisse werden in einem adapti-
ven Tabellensystem abgelegt, womit eine optimale Reduktion hinsichtlich Zugriffszeit und
Speicherbedarf erreicht wird.

Bei der Programmierung der Verbrennungsmodelle sowie des Pri- und Postprozessors
wurde besonderer Wert auf eine iibersichtliche, modulare Struktur gelegt. Damit ist zum
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einen das einfache Einbinden neuer Modelle gewihrleistet, zum anderen kann das kom-
plette Modul problemlos in andere Stromungsloser integriert werden. Dies ist besonders
fiir neue Anwender aus dem industriellen Umfeld attraktiv, da die meisten verdcffentlich-
ten Verbrennungsmodelle an einen speziellen Strémungsloser gebunden sind. Im Rahmen
dieser Arbeit wurden die in Kapitel 5 und 6 vorgestellten Verbrennungsmodelle sowie
die Teilmodelle zur Beriicksichtigung von Mischungs-, Stabilisierungs- und Wandeffekten
in den kommerziell verfiigbaren Stromungsloser TASCflow3d implementiert. Zur Opti-
mierung des Konvergenzverhaltens wurden geeignete Linearisierungsvorschriften fiir die
unterschiedlichen Quellterme entwickelt.

Die umfassende Bewertung der Modelle wurde anhand von fiinf detailliert vermesse-
nen Vormischflammen durchgefiihrt, die aufgrund der weiten Parametervariationen be-
lastbare Aussagen hinsichtlich der Moglichkeiten der untersuchten Modelle erlaubten. Die
Testflammen sowie eine zusammenfassende Bewertung der untersuchten Modellansitze
sind in Tabelle 9.1 zusammengestellt.

Die Ergebnisse mit den vier unterschiedlichen Flammenfrontdichtemodellen haben ge-
zeigt, dak der Beschreibung der turbulenten Flammenfrontdehnung eine zentrale Rolle
zukommt. Die Modellierung iiber die integralen Turbulenzskalen erforderte eine Para-
meteranpassung fiir die meisten Testflammen und muifs daher als unvollstindig angese-
hen werden. Die beobachtete Abhéngigkeit von der turbulenten Reynoldszahl wird durch
Einfiihren der dissipativen Turbulenzskalen erfiillt. Diese Modelle liefern daher fiir alle
Flammen, die ein Geschwindigkeitsverhiltnis u;/Sy > 1 besitzen, gute Ergebnisse, ohne
dak eine Parameteranpassung erforderlich gewesen wire. Das Modell versagt aber im Be-
reich kleiner Geschwindigkeitsverhéltnisse. Eine umfassendere Beschreibung der Flamme-
Turbulenz Interaktionen wird durch das ITNFS Modell gewihrleistet. Die Simulationen
mit diesem Modell zeigten durchweg sehr gute Ergebnisse. Das neu entwickelte Modell
beriicksichtigt neben Effekten der Flammenfrontdehnung und -kriimmung zusétzlich die
Flammenpropagation. Diese Studie hat aber gezeigt, da ihr Einfluf von untergeordneter
Bedeutung ist. Die vorgeschlagene Formulierung des Destruktionsterms wirkt sich zwar
nicht auf das Ergebnis aus, erkldrt aber die durch direkt numerische Simulationen gefun-
dene Proportionalitdtskonstante im Term der Flammenfrontdehnung.

Die Einfliisse der Flammenfrontdehnung auf die instantane Flammenstruktur bzw. die
Flammenfrontgeschwindigkeit waren von untergeordneter Bedeutung. Da die untersuch-
ten Flammen Marksteinzahlen nahe eins aufweisen, konnte die mittlere Flammenfrontge-
schwindigkeit iiber die laminare, planare Flammengeschwindigkeit approximiert werden.

Diese Studie konnte ferner zeigen, daf ein einfaches Mischungsmodell ausreicht, um die
nicht-isenthalpen Effekte freibrennender Vormischflammen zu erfassen. Ein Stochiometrie-
einflufl auf die Flammengeschwindigkeit muf bei dieser Konfiguration nicht beriicksichtigt
werden.

Das in der Praxis haufig auftretende Problem von in Wandnihe stabilisierender Flam-
men wurde mit Hilfe eines neuen Wandmodells gelost. Es beruht Erkenntnissen direkt
numerischer Simulationen und kann die wesentlichen Wand-Flamme Interaktionen er-
fassen. Zusammen mit dem k-w Modell konnten damit Flammen, die in der Nihe von
Wiéinden stabilisieren, erfolgreich beschrieben werden.

Von den untersuchten Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen hat die S-Funktion die be-
sten Ergebnisse geliefert. Die Unterschiede zur abgeschnittenen Gaufifunktion nehmen
dabei mit steigender Damkdhlerzahl zu. Die stirkere Wichtung der reagierenden Anteile
der PDF durch die Gaukfunktion muf somit als negativ angesehen werden. Die Untersu-
chung der Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle hat auferdem gezeigt, daf das Ergebnis der
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G26 R403 R309 R408 F3
Re; 94-900 28-3000 | 4-2300 | 70-3100 45-500 || Modellierungsansatze fiir
Ka, 0.05-1.26 | 0.02-16.3 | 0.001-10 | 0.022-6.7 | 0.017-0.6 || die Flammenfrontdehnung K; und
A 1.25 1.75 2.2 1.45 1.0 die skalare Dissipationsrate Y,
T./°C 25 400 400 25 25

Flammenfrontdichtemodelle
CF-1 + + + - + K, x&/k
CF-2 - + + + + K, o< \/Z]v
CPB - + - - + K; x \/e/v
MB - + + - - K, x \/e/v
CF-3 + + + + + K, o T (uy/ S0, 1/19) E/k
CF-4 + + + + + Ky o< Ty (ug/ S, 1:/1%) e/k
CF-5 + + + + + K; o< Ty, (ue/SP, 1:/1%) E/k, Sp = f (K)
Wahrscheinlichkeitsdichtemodelle

CPDF-1G - + - - + abgeschn. GauRfunktion, X, o« £/k
CPDF-1B 4 + - - + B-Funktion, Y. x &/k
CPDF-2G - - 0 0 - abgeschn. Gauffunktion, Y. o< \/&/v
CPDF-2B - - + 0 - B-Funktion, . o \/€/v
Anmerkungen

e Das CF-1 sowie die CPDF-1 Modelle erfordern eine Anpassung der Modellkonstante
fiir die Flammenfrontdehnung, um die Flammenkontur korrekt wiederzugeben.

e Die Funktion I'y (u;/S}, 1;/1%) steht fiir das ITNFS-Modell von POINSOT ET AL. und
beschreibt die Interaktion der Flammenfront mit dem gesamten Turbulenzspektrum.
Basis des Modells sind Ergebnisse direkter numerischer Simulationen.
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Simulation stirker von der Beschreibung der skalaren Dissipationsrate abhingt als von
der gewéhlten Form der Reaktionsfortschrittsverteilung. Ein Wahrscheinlichkeitsdichte-
modell, das die skalare Dissipationsrate lediglich iiber die integralen bzw. dissipativen
Turbulenzskalen modelliert, ist daher in seinem Giiltigkeitsbereich eingeschrinkt. Erst
fiir sehr grofe turbulente Reynoldszahlen und kleine Damkoéhlerzahlen tritt dieser Effekt
in den Hintergrund. Aus diesem Grund lieferten die komplexeren Flammenfrontdichtemo-
delle die besseren Ergebnisse und sollten daher den einfachen PDF-Modellen vorgezogen
werden. Ausnahmen bilden Problemstellungen, bei denen die Konzentrationen von Zwi-
schenprodukten der Verbrennung von besonderem Interesse sind. In solchen Féllen stellt
das Wahrscheinlichkeitsdichtemodell zusammen mit der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik einen
guten Kompromifs hinsichtlich Genauigkeit und Rechenaufwand dar.

Eine wesentliche Aufgabe dieser Arbeit war die Entwicklung eines mdoglichst einfa-
chen Modells, um praxisrelevante Verbrennungsprobleme mit ausreichender Genauigkeit
beschreiben zu konnen. Diese Zielsetzung wurde durch die Kombination des neu entwickel-
ten Flammenfrontdichtemodells CF-4/5 mit den Mischungs- und Wandmodellen erreicht.
Das Modell hebt sich von vielen anderen Modellen ab, da fiir die untersuchten Flammen
keine Anpassung der Modellparameter erforderlich war. Mit seiner Hilfe 14t sich da-
her turbulente und hochturbulente Vormischverbrennung nicht nur simulativ modellieren
sondern wirklich vorausberechnen. Auferdem wurde durch das implementierte Tabellie-
rungsverfahren die Berechnung von Nichtgleichgewichtseffekten fiir praxisrelevante Félle
verfiigbar gemacht. Mit dieser Studie wurde daher ein Verbrennungsmodul entwickelt, das
zusammen mit einem kommerziellen Stromungsloser ein wertvolles Werkzeug zur Ausle-
gung technischer Verbrennungsprozesse bildet.
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Anhang A

Reaktionsmechanismen

A.1 Detaillierter Reaktionsmechanismus

Nr. Reaktion A b Ts

[mol-cm-s-K] (K]
1. H+02 = OH+O 2.000E+014 0. 8.45E+003
2. O-+H2 = OH+H 1.800E+010 1.0 4.44E-+003
3. OH+H2 = H20+H 1.170E+009 1.3 1.82E-+003
4. 20H = O+H20 6.000E+008 1.3 0.
5. H+024+M = HO2+M 2.300E+018 -0.80 0.
CH4 -6.500, 02 -0.400, H20 -6.500, CO2 -1 .500, H2 -1.000, CO -0.750, N2 —0.400
6. H+HO2 = 20H 1.500E+014 0. 5.05E+002
7. H+HO2 = H2+02 2.500E+013 0. 3.52E+002
8. OH+HO2 = H20+02 2.000E+013 0. 5.03E+002
9. CO+OH = CO2+H 1.510E+007 1.3 -3.81E+002
10. HICH3(+M) = CH4(+M) 6.300E+014 0.  5.23E+004
1.350E+024 -2.57 7.17TE+002

a=0.7824, T***=271.0000, T*=2755.0000, T**=6570.0000

11. CH4-+H = CH3+H2 2.200E+004 3.0 4.40E+003
12. CH4+OH = CH3+H20 1.600E+006 2.1 1.24E-+003
13. CH3+O = CH20+H 6.800E+013 0. 0.
14. CH20-+H = HCO-+H2 2.500E+013 0. 2.01E+003
15. CH20-+0OH = HCO+H20 3.000E+013 0. 6.01E+002
16. HCO-+H = CO+H2 4.000E+013 0. 0.
17. HCO-+M = H+CO+M 1.600E+014 0. 7.40E+003
18. CH3+02 = CH30+0 7.000E+4-012 0. 1.29E-+004
19. CH30+H = CH20-+H2 2.000E+013 0. 0.
20. CH30+M = CH20+H+M 2.400E+013 0. 1.45E+004
21. 2HO2 = H202+02 2.000E+012 0. 0.
22. H202+M = 20H+M 1.300E+017 0. 2.29E+004
23. H202+0OH = H20+HO2 1.000E+013 0. 9.06E+002
24. H+OH+M = H20+M 2.200E+022 -2.0 0.
CH4 -6.500, 02 —0.400, H20 —6.500, CO2 -1 .500, H2 —-1.000, CO —0.750, N2 —0.400
25. 2H-+M = H2+M 1.000E+018 -1.0 0.
CH4 -6.500, 02 -0.400, H20 -6.500, CO2 -1 .500, H2 -1.000, CO -0.750, N2 —0.400
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A.2 Reduzierte Kinetiken der Methanverbrennung

A.2.1 Der 4-Schritt Mechanismus

Grundlage der reduzierten Kinetiken, die in diesem und den folgenden Unterkapiteln vor-
gestellt werden, ist der sequentielle Ablauf der Kohlenwasserstoffoxidation [235, 228, 229].
Insbesondere fiir den Bereich der mageren Verbrennung ldft sich der Reaktionsablauf auf
einen Hauptreaktionspfad reduzieren (siehe Abbildung 2.5). Der umfassende detaillierte
Mechanismus kann daher auf einen so genannten ,Rumpfmechanismus” reduziert werden.
Grundlage hierfiir sind Sensitivitdtsanalysen des detaillierten Mechanismus, um die Re-
levanz der einzelnen Elementarreaktionen beurteilen zu konnen. Der Rumpfmechanismus
beinhaltet nur noch diejenigen Reaktionen, die die charakteristischen Eigenschaften wie
Flammengeschwindigkeit oder Ziindverzugszeit mafigeblich bestimmen. Auferdem kon-
nen mit Hilfe dieser Sensitivitdtsanalysen die chemischen Zeitskalen bestimmt, und somit
die geschwindigkeitsbestimmenden Reaktionen identifiziert werden. Untersuchungen ver-
schiedener Autoren [16, 161| haben gezeigt, daf zur korrekten Wiedergabe der Flammen-
geschwindigkeit iiber den relevanten Mischungsbruchraum und fiir Driicke bis zu 40bar
etwa 50 Elementarreaktionen bend&tigt werden. Fiir magere Vormischflammen konnte ein
Rumpfmechanismus bestehend aus 25 Reaktionen identifiziert werden, mit dem sich der
Verlauf der Flammengeschwindigkeit hinreichend genau beschreiben ldft. Die Reaktionen,
die mafgeblich den Abbau von Methan beschreiben sind [169]:

CHs +H — CH3 + Hy
CH; + 0 — CH,O +H
CH,O +H — HCO + Hy
HCO+M —- CO+H+ M.

Die bedeutendsten Kettenreaktionen konnen zu

O+H, — H+OH (R2)
OH + H, — H + H,0 (R3)

bestimmt werden, wobei der Reaktion (1) aufgrund ihrer grofen Sensitivitat fiir Flam-
menrechnungen besondere Bedeutung zukommt [230].

Die folgenden Reaktionen reichen in erster Naherung aus, um den Kettenabbruch
wiederzugeben:

H+ 04+ M — HO,+ M (R5)

Der abschlieBende Schritt der CO-Oxidation 1aft sich mit Hilfe der beiden Kettenverzwei-
gungsreaktionen beschreiben:

CO+ OH — CO;, + H (R10)

Mit Hilfe von Quasistationaritdtsannahmen fiir die Zwischenprodukte CHz, CH,O und
HCO sowie HO,, O und OH lassen sich sich durch Addition der einzelnen Reaktionsketten
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die folgenden vier Globalreaktionen gewinnen:

CH, + 2H + H,0 — CO + 4H, (RI)
CO + H,0 = CO, + H, (RII)
H+H+M—Hy+ M (RIII)

O, + 3H, — 2H + 2H,0. (RIV)

Dieser Reaktionsmechanismus vermittelt das folgende Bild vom Ablauf der Methan-
verbrennung: Der Brennstoff reagiert in einem ersten Schritt (I) zu Kohlenmonoxid und
Wasserstoff, wobei in der Summe gesehen auch zwei Wasserstoffatome rekombinieren. Das
dadurch gebildete CO wird gemaf Reaktion (IT) zu Kohlendioxid umgesetzt, wihrend der
durch die Reaktionen (I), (II) und (III) gebildete Wasserstoff geméaf der Bruttoreaktion
(IV) oxidiert wird. Die Radikale werden in diesem Reaktionsschema nur noch durch das
Wasserstoffatom représentiert, da fiir alle anderen Radikale bzw. Atome ein stationérer
Zustand angenommen wird. Die geschwindigkeitsbestimmenden Reaktionen jeder Kette
sind die jeweils langsamsten Reaktionen, d.h. (11), (10), (5) und (1). Die bisher nicht
beriicksichtigten Reaktionen sind vornehmlich Parallelreaktionen. Ihre Bedeutung fiir die
globalen Reaktionsraten g—¢qryv kann entweder auf der Basis von Sensitivitdtsanalysen oder
durch direkten Vergleich der jeweiligen Elementarreaktionen festgestellt werden [162]. Die-
se Analysen fiihren auf die folgenden globalen Reaktionsraten:

@ = qu1+ g2+ g3
qin = 410 (Al)
Qi = g5 —qio+ g6 — q18 T G19 — G21 + G23 + Q24 + Q25

qv = q1+ g+ q18 +Gq21 — Go3 -

Das Gleichungssystem, welches die Anderung der Spezieskonzentrationen beschreibt, lau-
tet somit:

Lcn, (Yen,) =
Lo, (Y02) = — qiv
Ly, Yu,) = 4+ qu + qu+3qy
Loo(Yeo) = @— au (A.2)
Lu,0 (Yi0) = — a1 — qu +2qm
Lco, (Yoo,) = qn
Ly (Yu) = —2qi —2qm + 2qrv,

wobei L£; den Transportoperator fiir das betrachtete System darstellt. Wahrend die sto-
chiometrischen Koeffizienten durch die Bruttoreaktionen (RI)-(RIV) bzw. durch das Glei-
chungssystem (A.2) gegeben sind, werden die globalen Raten ¢r—¢grv durch die Reakti-
onsgeschwindigkeiten der Elementarreaktionen geméf Gleichung (A.1) beschrieben. Die
Konzentrationen der hierfiir notwendigen, als stationédr angesetzten Radikale miissen mit
Hilfe algebraischer Gleichungen bestimmt werden.



275

A.2.2 Der 3-Schritt Mechanismus

Unter der Annahme, daf sich die Wasserstoffatome in einem quasistationdren Zustand
befinden, 14t sich die Reaktion (IV) aus dem obigen Gleichungssystem eliminieren:

Lcu, (YCH4) = — 41
Lo, (Yo,)= — « —2qm
Ly, (Yn,) = g+ qn —2qm
Lco (Yeo) = G— qu (A.3)
Lm0 (Yio) = — ¢o— qu +2qm
Lco, (Yeo,) = qu
Ly (Yu)=  —2q —2qm + 2qrv -

Unter Verwendung der sich daraus ableitenden stéchiometrischen Koeffizienten 145t sich
der folgende 3-Schritt Mechanismus aufstellen:

CH4 + 02 — CO + H2 + HQO (RII)
CO + H,O = CO4 + H,y (RIII)
0, + 2H, — 2H,0. (RIIT)

Wenn der Brennstoff vollstindig abgebaut ist, gilt ¢; = 0, und die Konzentration der
Wasserstoffatome 1af5t sich aus

qur = qv, (A.4)
berechnen. Da nun auch die Elementarreaktionen der C;-Kette (R11-R20) keine Rolle
spielen, gilt:

g5 = q1 + g - (A.5)
Unter Ausnutzung der analytischen Ausdriicke fiir die Konzentrationen der quasistatio-
néiren Spezies

Ci,0C
CVOH,eq: ;3Z,HH :70H (AG)
Cu,oC: 1 C%
_ _ A.
C0.eq K,K3C2, K, Cw, (A7)
ks :CyC
Crio, = -0 (A.8)

ke + k7 + ks + oy’
14t sich eine Gleichung dritten Grades fiir die Konzentration der Wasserstoffatome ab-
leiten:

02‘ ! !
Cc3 ( W ;;o) + Cq (k5fCM002 — k5b0§4002 — klfCOQ) — ki-)bC’f,[Co2 =0. (A.9)
Hy

Fiir die modifizierten Geschwindigkeitskoeffizienten in Gleichung (A.9) gilt:

, k
klb = ﬁ;{g (AlOa)
ks pksp
A A.10b
7 ke + kr + kg + koy ( )
/ ksgkey
= } A.10
S5 ko + ky + ks + koY (A.10c)
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Die Gleichungen (A.6) und (A.7) basieren auf der Annahme, daf sich die Reaktionen (2)
und (3) im partiellen Gleichgewicht befinden. Verbesserte Ausdriicke fiir die Konzentra-
tionen des Hydroxylradikals und des Sauerstoffatoms lassen sich auf Basis von Quasista-
tionaritdtsannahmen ableiten, wobei nur die Reaktionen (1)—(4) beriicksichtigt werden.

_ k3sCu,0Cu + k17CuCo,
k3f0H2 + kle472C%/CH20

C _ klfCOZCH + (k‘gb’)/ + ]{34f’72) C}ZI
© kosCuy + kspChyo + k157Cn

Fiir die gesuchte Wasserstoffkonzentration ergibt sich damit eine Gleichung dritter Ord-
nung, die iterativ gelost werden kann:

Con (A.11)

(A.12)

Cy(AB)+ CE:(AC)+Cy (D[C — E]— AF) —CF =0. (A.13)

Die Koeffizienten A-F' aus Gleichung(A.13) berechnen sich wie folgt:

A = kyy (A.14a)
B = koyy + kg’ (A.14D)
C = (ksy — kg;) CuCo,, (A.14c)
D = kysen, + kapCriyo (A.14d)
E = k1Co, (A.14e)
F =k, Co,Cl; - (A.14f)

A.2.3 2-Schritt Mechanismen fiir die magere Verbrennung

Der obige 3-Schritt Mechanismus laft sich auf einen 2-Schritt Mechanismus reduzieren,
indem entweder von der Quasistationaritit des Wasserstoffs ausgegangen oder eine Be-
ziehung zwischen den beiden Zwischenprodukten CO und H,; angenommen wird. Eine
Aussage iiber diese beiden Félle 14t sich treffen, indem man die Produktionsraten der
beiden Zwischenprodukte betrachtet:

Wco = —qu (A.15)

CUHQ = g1 — 2411 - (A-16)

Die beiden globalen Reaktionsraten ¢ und ¢ lassen sich auch wie folgt schreiben:

qu = kmeCOCOH - klOchoch

kios Ch ( 1 > (A.17)
_ 510r OB (00 Co — —CooyCrn,
Ks Gy, \ Jcotzo = g Coo,Cu
gt = k5 CuCo,Cm — 2k5,Cro, Omt
— Cu 2 L o (A.18)
- k5fCM 0%2 (CH2002 KIV CHCHzo :

Hierbei bezeichnen Ky und Kiy die Gleichgewichtskonstanten der globalen Reaktio-
nen (II) und (IV).
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Fall 1: Partielles Gleichgewicht der Wassergasreaktion
Néhert sich die Wassergasreaktion (II) dem partiellen Gleichgewicht, gilt

CcoCuyo — % CC020H2 < 1. (A.19)
i

Da die Rate gy jedoch endlich bleibt, muf der Ausdruck vor der Klammer gegen sehr
grofke Werte streben. Die Rate ¢;; ist somit indefinit und muf aus dem Gleichungssystem
eliminiert werden. Die partielle Gleichgewichtsannahme der Reaktion (II) fiihrt auf die
gesuchte Kopplungsbedingung der beiden Zwischenprodukte CO und Hs:

Cco Cco,

CH2 CHQOKII ( )

Mit Hilfe des Parameters «, der das Verhiltnis von CO zu H, als eine reine Funktion der
Temperatur beschreibt, 148t sich das Gleichungssystem (A.3) wie folgt vereinfachen:

L, (Yu,) + Loo (Yeo) = 2q1 — 2qun = L, (Ya, + 6Yn,) (A.21)
bzw. 9

Ly, (Yn,) = — =q+qgr—2 A.22
H ( H ) 1+ ﬁ (QI QIH) q1 T qu qur - ( )

Fiir die zu eliminierende Reaktionsrate g gilt damit:

1—-p 20

= + . A .23
qn 1+ BQI 1+ BQIH ( )

Die Funktion 3 beinhaltet dabei neben der Funktion o Informationen iiber die Transpor-
toperatoren von CO und H (siehe Kapitel 4.2.3).

Unter Verwendung der Beziehung (A.17) laft sich das Gleichungssystem (A.3) wie
folgt anschreiben:

Lcu, (Yeu,) = — an
EOz (YOz) = - qa — q111
2 2
Ly, (Yg,) = —
Hz( H2) 1+5QI 1+6QIII
. 28 28 (A.24)
Yeo) = ——— —
co( co) 1+ﬁQI 1+ﬁ(hn
283 2
L Y; =
0 (Yi,0) 1 +ﬁQI + 1 +ﬁQHI
1-p3 203
L Y. = — —
co, (Yco,) 1+6QI + 1+BQHI:
und der folgende 2-Schritt Mechanismus aufstellen:
2 2/ 1-p
CH;+0y — ——(H CO H,O + ——CO RI"
4 2 1+5(2+/3 )+ 1+52+1+5 2 (RI")
2 (H, 4 BCO) + 0y = — 2 H,0 4~ O, (RIT")
143 2 2= 11 T B 2 1+ 3
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Mit Hilfe zweier Fortschrittsvariablen, z.B. der Brennstoff- und der Wasserstoftkonzen-
tration sowie bekanntem Mischungsbruch, lassen sich die iibrigen fiinf Komponenten O,
CO, Hy0O, CO4 sowie Ny bestimmen, und das System ist geschlossen.

Wie Untersuchungen von PETERS, WILLIAMS und SESHADRI [169, 204] gezeigt haben,
gilt die Annahme des Wassergasgleichgewichts in der gesamten Ausbrandzone mit Aus-
nahme einer diinnen Ubergangszone. Die Dicke dieser Zone nimmt mit sinkender Luftzahl
und steigendem Druck zu, weshalb diese Kinetik nur fiir magere Flammen anwendbar ist.

Fall 2: Wasserstoff im quasistationiren Zustand

Fiir den Fall, daf die Reaktionsraten g und ¢ von der gleichen Gréfenordnung sind,
befindet sich der Wasserstoff in der Ausbrandzone im quasistationdren Zustand, da der
Term auf der rechten Seite verschwindet, d.h. wy, ~ 0 gilt. Mit Hilfe dieser Annahme 1afst
sich die Reaktionsrate ¢;; aus dem Gleichungssystem (A.3) eliminieren, und der 3-Schritt
Mechanismus auf einen 2-Schritt Mechanismus reduzieren.

Lcu, (Yon,) =— @
3 1
502 (Y02) = §QI _EQII
Ly, (Yu,) = g + qu+2qm
(A.25)
LcoYoo)= @ qir
EHzo (YH2O) = 2qI +
LCOZ (YCOQ) = qir
3
CH4 + 502 — CO + HQO (RII”)
1
CO + 502 — CO, (RIT")

Die Konzentration des Wasserstoffs 1t sich, unter Vernachldssigung des Brennstoffab-
baus in der Ausbrandzone, mit Hilfe der folgenden Beziehung berechnen:

g = 2qm
= klOfCCOCOH - klOchoon (A-26)
= 2I€5fCOZCHCM .

Unter Vernachldssigung der Reaktion (5b) und Ausnutzung der Beziehung fiir die OH-
Radikale folgt aus Gleichung (A.26) die Wasserstoftkonzentration zu

k10fCcoChso

Oy — .
7 Ky (k106Cco, + 2ksy)

(A.27)

Diese Ergebnisse bilden die Basis zur analytischen Beschreibung der Flammengeschwin-
digkeit von PETERS, WILLIAMS, SESHADRI und Mitarbeitern [169, 204, 47, 203]. Aufgrund
der Steifheit des Systems léft es sich dieser Mechanismus jedoch nur bedingt innerhalb
herkémmlicher Programme zur Berechnung laminarer Flammen verwenden.
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A.3 Einschrittkinetik der Methanverbrennung

Der folgende kinetische Ansatz beschreibt die Vebrennung von Methan gemaf CH4 +
209 = CO2+2H50. Die Konstanten wurden so gewéhlt, dafl die Flammengeschwindigkeit
bei einer Luftzahl von A = 1.45 wiedergegeben werden.

15000K
T

g =1.1-10"em" /o5 exp [ ] Cen, C&2 (A.28)
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A.4 Abbildung der adiabaten Verbrennungstempera-
tur

Die adiabaten Verbrennungstemperaturen sind im Rahmen dieser Arbeit als Funktion der
Luftzahl fiir die jeweilige Vorwiarmtemperatur gegeben. Die besten Ergebnisse wurden mit
einer logistischen Potenzfunktion erzielt. Diese besitzt die Form

b (1 + n)*(@‘#l)/e n(e + 1)(e+1)/e
€

Ty(A) =a+ (A.29)
mit dem Funktional n

n=-exp ((z +dlne—c) /d) (A.30)

Die fiinf Parameter der Funktion kénnen den folgenden Tabellen fiir die verschiedenen
Brennstoffe bzw. Vorwarmtemperaturen entnommen werden.

T./K a/K b/K c d e

298.15 | 1336.22 | 893.17 | 0.956040 | 0.13971 | 3.95831
498.15 | 1357.57 | 971.69 | 0.946932 | 0.14645 | 5.13734
698.15 | 1235.88 | 1192.67 | 0.932627 | 0.14205 | 8.65922

Tabelle A.2: Parameter der Gleichung (A.29) zur Beschreibung der adiabaten Verbren-
nungstemperatur von Methan.

T./K
298.15

a/K
1430.58

b/K c d e
841.98 | 0.95212 | 0.16295 | 2.92972

Tabelle A.3: Parameter der Gleichung (A.29) zur Beschreibung der adiabaten Verbren-
nungstemperatur von Propan.

T./JK| a/K b/K c d e
469 | 1185.56 | 1183.61 | 0.93075 | 0.17644 | 5.30878
496 | 1197.04 | 1187.38 | 0.92897 | 0.17637 | 5.46586
534 | 1209.97 | 1193.12 | 0.92659 | 0.17630 | 5.68035

Tabelle A.4: Parameter der Gleichung (A.29) zur Beschreibung der adiabaten Verbren-

nungstemperatur von Jet-A.
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A.5 Konstanten der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik

Die folgenden Tabellen geben eine Uberblick iiber die Konstanten der Globalreaktion
und den stochiometrischen Koeffizienten in der Brennstoffabbauzone fiir die untersuchten
Brennstoffe Methan, Propan und Kerosin (Jet-A).

Brennstoff B°[em®K/mols | Th/K | np | no, | m
Methan 1.0-10° 22850 | 1 2 105
Methan (langsame CO-Ox.) 1.3-10° 22850 | 1 | 2 |05
Propan 17-107 17220 1| 2 |15
Jet-A 1.25-10° 17500 | 1 2 101

Tabelle A.5: Konstanten der Brennstoffabbaureaktion der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir
Methan, Propan und Jet-A.

Brennstoff | vo, (konstant) Vo, (Funktion)

Methan -1.5 —1.5—2.536 (1/¢ — 0.5)"°" + 2.246 (T,,/T°)*"
Propan -3.5 —4.6945 + 1.8966 - exp [—0.0813/4]

Jet-A -11.5

Tabelle A.6: Stochiometrische Koeffizienten der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir Methan,
Propan und Jet-A. Angegeben sind sowohl der konstante Wert als auch das Funktional.



Anhang B
KPP-Theorem

Im folgenden Abschnitt wird ein einfaches Verfahren vorgestellt, mit dessen Hilfe es mog-
lich ist, Verbrennungsmodelle fiir die turbulente Vormischverbrennung zu analysieren.
Die mathematische Analyse wird nach ihren Autoren KOLMOGOROV, PETROVSKI und
PISKUNOV [119] in der Literatur als KPP-Theorem bezeichnet.

Betrachtet wird eine stationére, eindimensionale, turbulente Flammenfront unter der
Voraussetzung eingefrorener Turbulenz, d.h. die turbulente kinetische Energie und die
Dissipationsrate ist iiber die gesamte Flammenfront hinweg konstant. Unter der Annahme,
dafs der turbulente Transport durch die Flammenfront mit Hilfe eines Gradientenansatzes
beschrieben werden kann, gilt fiir die idealisierte turbulente Vormischflamme:

%+, (B.1)

puSiV - ¢ = P3e

Die Idee des KPP-Theorems besteht in der Suche nach einer exponentiellen Losung von
Gleichung (B.1) fiir die dem Frischgas zugewandten Flammenfront, d.h fiir ¢ — 0. Hierzu
wird der Reaktionsquellterm in eine Exponentialreihe entwickelt, und nur Terme erster
Ordnung beriicksichtigt. Fiir Modelle, deren turbulente Reaktionsgeschwindigkeit propor-
tional zu ¢ (1 — ¢) ist, fiihrt eine Reihenentwicklung auf

Uy

uSVNZu
PuSV €= pugs

VZE+C(E=0)p,c+0 (%) +.... (B.2)
Ce

Die Funktion C' (¢ = 0) ist hierbei im Fall des EBU- und BML-Modells proportional zum
inversen turbulentem Zeitmaf 1/t, = £/k. Es 14£t sich zeigen [119], daf eine Gleichung der
Form (B.2) nur dann eine physikalisch sinnvolle Losung besitzt, wenn ihre Diskriminante
A grofer oder gleich Null ist:

Vg
>0. B.3
Se. 2 (B.3)

Das KPP-Theorem zeigt weiterhin, daf die Losung der Gleichung (B.1) durch die nied-
rigste der moglichen turbulenten Flammengeschwindigkeiten gegeben ist:

A=5?—4C (c=0)

Sy =2 (0 @=0) ;;) " (B.4)

Im Fall der Flammenfrontdichtemodelle muft neben der Transportgleichung fiir die
Reaktionsfortschrittvariable noch die Bilanzgleichung fiir die Flammenfrontdichte (3.95)

beriicksichtigt werden:
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Vg

SV-S= VT4 KT - DY’ (B.5)

Co

Eine Reihenentwicklung fiihrt dann auf:

Vg

SV -t= 2 V%t ST (B.6)

c
Vg

Se,

Die beiden Gleichungen (B.6) und (B.7) miissen nur dann gekoppelt gelost werden, wenn
der Destruktionsterm D, wie im Fall des MB-Modells, proportional zu 1/ (¢ (1 —¢)) ist.
Fiir die anderen Modelle ist der Destruktionsterms wegen der Randbedingung ¢ = 0 un-
abhingig von der Reaktionsfortschrittsvariablen, und die turbulente Flammengeschwin-
digkeit kann mit Hilfe des KPP-Theorems aus Gleichung (B.7) bestimmt werden:

” 1/2
=2 K . .
s.=2(rigt) (B.9)

2

SV -YX=—VEX+KX-D(c=0)X".

(B.7)

Fiir das MB Modell wird fiir die Flammenfrontoberflachendichte der Ansatz
¥ = Aexp (az) (B.9)

gewahlt, und die partikuldre Losung des Reaktionsfortschritts aus Gleichung (B.6) zu

¢= S
T a (St — v /See)

Aexp (az) (B.10)

bestimmt. Diese Losung kann nun zusammen mit dem Ansatz fiir die Flammenfronto-
berflichendichte (B.9) in Gleichung (B.7) eingesetzt werden, und man erhélt eine qua-
dratische Gleichung fiir die Unbekannte a. Daraus 14t sich mit Hilfe des KPP-Theorems
die turbulente Flammengeschwindigkeit fiir das MB-Modell aus der Forderung A = 0
bestimmen.



Anhang C

Ableitung der kinematischen
Transportgleichung fiir die
Flammenifrontdichte

Das allgemeine Transporttheorem fiir eine vektorielle Groke bzw. den Fluk ¢ (z,t) iiber
eine materielle Oberfliche A(x,t) lautet

D . 0
D—tfqb'ndz‘l—?{(E-I-w-Vd)—qb-Vw-i-d)V-w)-ndA (C.1)
A(t) A(t)

wobei w die Geschwindigkeit ist, mit der sich die materielle Fléche fortbewegt. Identifiziert
man ¢ mit dem Normalenvektor der Oberfliche n, folgt

D
Di dA = f{ (—mn :Vw+ V. -w)dA. (C.2)
A(t) A(t)

Fiir ein differentielles Flichenelement § A gilt somit

1 D (54)
5A Dt

=—nn:Vw+V-w (C.3)

Der Normalenvektor weist definitionsgeméf in Richtung des unverbrannten Gemischs

Ve Ve

n = — = — , C.4
Vel = (Ve vo” (4

so dak sich das Flachenelement mit der Absolutgeschwindigkeit
w=1u+nSk (C.5)

in das mit der Geschwindkeit v anstromende Frischgemisch ausbreitet. Der Betrag der
Relativgeschwindigkeit Sg des Flichenelements ist dabei im allgemeinen nicht mit der
Flammengeschwindigkeit S identisch. Einsetzen von Gleichung (C.5) in Gleichung (C.3)
fiithrt auf den Ausdruck

1 D (54)
JA Dt

Ka =-nn:Vu+V-u+SrV-n, (C.6)
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der mit der flichenbezogenen Dehnungsrate K4 identisch ist. Der erste Term auf der
rechten Seite reprisentiert den normalen Anteil der Dehnungsrate, der zweite den Einflufy
der Volumendilatation und der dritte den der Flammenfrontkrimmung

Ve
Das Reynoldssche Transporttheorem fiir eine skalare Grofe ¢ (x,t) lautet
D 0¢
— dV = —d -ndA. .
Dt/qﬁV /atV+f¢wn (C.8)
V(t) V() A(t)
Fiir ¢ = 1 erhélt man das Transporttheorem fiir ein materielles Volumen V()
D
— av :]{ w - ndA (C.9)
Dt Jy ) Ay

bzw. fiir ein differentielles Volumenelement 6V

1 D(V)
5V Dt

Fiir die Flammenfrontoberfliche gilt definitionsgeméf (Gl. (6.1))

=V-w=V-w+SrgV-n+n-VSr. (C.10)

0A
Y= — 11
1% (G-11)
und somit
1DX 46V 6V D(0A) 6V 64 D(6V) 1 D(A) 1 D(§V) (C.12)
© Dt 6A(sv)? Dt SA(V)® Dt A Dt 6V Dt ‘
Mit den Transportgleichungen fiir § A und §V" folgt schlieflich:
1 DX
SDr - —nn:Vu—n-VSe. (C.13)

Das vollstandige Differential D/D¢ beinhaltet die lokale Geschwindigkeit w der Flam-
menfront. Unter Beriicksichtigung von Gleichung (C.5) &£t sich Transportgleichung der
Flammenfrontoberflichendichte ¥ auch in Eulerscher Schreibweise darstellen:

ox

E-I—u-VEz(—nn:VuE—n-VSF)E. (C.14)
Diese Transportgleichung ist unter Annahme einer unendlich diinnen Flammenfront ex-
akt und mit der verallgemeinerten Transportgleichung der Flammenflachendichte (6.6)
identisch.



Anhang D

Schliusselworter zur Steuerung der
Verbrennungsmodelle in TASCHlow

Definition des Verbrennungsmodells

Parameter

Vorgabe

Beschreibung

COMBUSTION_FSD

COMBUSTION_CPDF

Logischer Wert. Wihlt ein Flammenfrontoberfla-
chendichtemodell. Das Modell erfordert die Defi-
nition von zwei Transportgleichungen fiir Skalare
mit der Bezeichnung CMEAN bzw. FSD. Auferdem
miissen die Regionen COMBUSTION und FSD-SOURCE
definiert sein. Der Reaktionsquellterm wird nur in-
nerhalb der Region COMBUSTION auf die Transport-
gleichung der Reaktionsfortschrittsvariablen ange-
wendet. Die Quell- und Destruktionsterme werden
nur fiir die Region FSD_SOURCE berechnet. Im allge-
meinen sollten diese beiden Regionen identisch sein
und den gesamte Berechungsbereich abdecken. Die
weiter benotigten Parameter sind weiter unten auf-
gefiihrt.

Logischer Wert. Wihlt ein c-Pdf Verbrennungsmo-
dell. Das Modell erfordert die Definition von zwei
Transportgleichungen fiir Skalare mit der Bezeich-
nung CMEAN und CVAR. Auferdem mufl die Regi-
on COMBUSTION definiert sein. Der Reaktionsquell-
term wird nur innerhalb der Region COMBUSTION auf
die Transportgleichung der Reaktionsfortschritts-
variablen angewendet. Die weiter bendtigten Pa-
rameter sind weiter unten aufgefiihrt.
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Problemdefinition
Parameter Vorgabe Beschreibung
ADIABATIC true Logischer Wert. Wahlt zwischen adiabater und

nicht-adiabater Berechnung. Zur Zeit ist kein adia-
bates Modell implementiert.

DILUTION Logischer Wert. Wihlt zwischen vorgemischt
und teilvorgemischter Verbrennung. Die dem Mi-
schungsmodell zugrunde liegenden Gleichungen
sind in den Abschnitten 5.4 und 6.5 erldutert. Die-
ses Modell erwartet weitere Schliisselworter, die
weiter unten aufgefiihrt sind.

Parameter der Flammenfrontoberflachendichtemodelle

Parameter Vorgabe Beschreibung

NPHI_CMEAN Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex
der Reaktionsfortschrittsvariablen.

NPHI_FSD Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex
der Flammenfrontoberflichendichte.

MIXT_R Real-Wert. Setzt den Brennstoffmassenbruch

Yru = (Zc+ Zu)g des Frischgemischs. Die Mi-
schungsbruchvariable f wird mir MIXT_R normiert.
Deshalb muff MIXT_R den maximal auftretenden
Wert des Elementmassenbruchs (Z¢ + Zy) im
Rechenfeld besitzen.

DENS_R Real-Wert. Dichte des Frischgemischs. FEinheit:
kg/m3_

TEMP_R Real-Wert. Temperatur des Frischgemischs. Ein-
heit: K.

TEMP_B Real-Wert. Adiabate Verbrennungstemperatur des

Frischgemischs. Einheit: K.
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FSD_MODEL

FSD_CS1

FSD_CS2

FSD_CS3

FSD_CD1

FSD_CD2

0.44

1.0

0.0

Integer-Wert. Wahlt die Variante des FSD Ver-

brennungsmodells aus.

1 CF-1 Modell; siehe Gleichung (6.72). Erfor-
dert die Modellkonstanten FSD_S1, FSD_S2,
FSD_D1 und FSD_D2.

2 CF-2 Modell; siehe Gleichung (6.72). Erfor-
dert die Modellkonstanten FSD_S1, FSD_S2,
FSD_D1 und FSD_D2.

3 CF-3 Modell; siehe Gleichung (6.72). Erfor-
dert die Modellkonstanten FSD_S1, FSD_S2,
FSD_D1, FSD_D2 und LF_REF.

4 CPB Modell; siehe Gleichung (6.72). Erfor-
dert die Modellkonstanten FSD_S1, FSD_S2,
FSD_D1 und FSD_D2.

5 MB Modell; siehe Gleichung (6.72). Erfor-
dert die Modellkonstanten FSD_S1, FSD_S2,
FSD_D1 und FSD_D2.

6 CF-4/5 Modell; siche Gleichung (6.72). Erfor-
dert die Modellkonstanten FSD_S1, FSD_S2,
FSD_S3 , FSD_D1, FSD_D2 und LF_REF.

Real-Wert. Modellkonstante der Dehnungsrate
aufgrund der zeitlich mittleren Stromung.
Real-Wert. Modellkonstante der turbulenten Deh-
nungsrate. Fiir das CF-1 Modell liegen die Werte
zwischen 2 und 11. Fiir das CF-2 und CPB bzw.
das MB Modell werden Werte von 0.28 bzw. 0.9 an-
gegeben. Das CF-3 Modell liefert mit einem Wert
von 2 gute Ergebnisse. Das CF-4 und CF-5 Modell
sollten einen Wert von 1 verwenden.

Real-Wert.  Modellkonstante fiir die FSD-
Produktion durch des mittleren Konzentrati-
onsgradienten. Das MB-Model berechnet den
Wert geméf Gleichung (6.76). Fiir das CF-4
sowie CF-5 Modell sollte ein Wert von 1 gewéhlt
werden.

Real-Wert. Modellkonstante des Destruktions-
terms. Alle Modelle sollten den Wert zu 1 setzen.
Das MB Modell ist eine Ausnahme. Grundlage ist
hier die Gleichung ().

Real-Wert. Modellkonstante zur Beriicksichtigung
der turbulenten Fluktuation im Destruktionsterm.
Sollte nur im Fall des MB Modells auf einen von
null verschiedenen Wert gesetzt werden.
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FSD_CD3 0.5 Real-Wert. Modellkonstante des MB-Modells zur
Beschreibung des Einflusses des Geschwindigkeits-
verhéltnisses u;/S) bei der Destruktionsrate. Nach
den Autoren des MB Modells ist ein Wert von 0.5
zu wahlen.

FLAMESPEED_MODEL 1 Integer-Wert. Wahlt das entsprechende Modell zur
Beschreibung der laminaren Flammengeschwindig-
keit. Der Wert 0 wihlt eine konstante Flammenge-
schwindigkeit, die durch den Parameter SL_REF zu
definieren ist. Bei einem Wert 1 wird die Flammen-
geschwindigkeit auf Basis der Approximation von
MULLER ET AL. als Funktion der (zeitlich mittle-
ren) lokalen Stéchiometrie, Temperatur und Druck
berechnet. Das Modell erfordert einen zusétzlichen
Parameter SL_QUENCH, der die Flammengeschwin-
digkeit an der mageren Verloschgrenze beschreibt.
Ein Wert von 2 verwendet die gleiche Methodik
zur Berechnung der Flammengeschwindigkeit von
Propan. Der Wert 100 verwendet die als Funkti-
on der Flammendehnungsrate tabellierten Flam-
mengeschwindigkeiten. Dieses Modell erfordert ei-
ne mit dem Priprozessor PrePDF erstellte Tabelle
mit dem Dateinamen kpdf . lut und die Definition
des Parameters NPHI_STRAIN.

WALLQUENCH false Logischer Wert. Wahlt das modifizierte FIST-
Modell zur Beriicksichtigung von wandnahen Ef-
fekten auf die Flammenfrontoberflaichendichte aus.
Wird diese Option auf true gesetzt, so wird
die Grenzschicht FSD_INHIBITION und die wand-
nahe Region FSD_INFLUENCE benotigt. Die Region
COMBUSTION muf derart modifiziert werden, daf sie
die Regionen FSD_SOURCE und FSD_INHIBITION aber
NICHT die Region FSD_INHIBITION enthélt. Fiir
weitere Informationen siehe Abschnitt 6.3.

REYNOLDS_AVG true Logischer Wert. Wahlt zwischen reynolds- und fa-
vregemittelter Reaktionsgeschwindigkeit zur Be-
schreibung der Quell- und Senkenterme der Flam-
menfrontdichtemodell. Fiir die koharenten Flam-
menfrontmodelle sollte dieser Wert immer auf
true gesetzt werden.

C_SMALL 1076 Real Wert. Entspricht dem kleinen Wert c¢; in
Abschnitt 7.2 zur Linearisierung des Quellterms
der Reaktionsfortschrittsvariable. Sollte den Wert
107° besitzen.
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Parameter der Flammengeschwindigkeitsmodelle

Beschreibung

Parameter Vorgabe
SL_REF
SL_QUENCH 0.0

NPHI_STRAIN

Real-Wert. Setzt den Referenzwert der lamina-
ren Flammengeschwindigkeit. Falls der Parameter
FLAMESPEED_MODEL auf O gesetzt ist, wird eine kon-
stante Flammengeschwindigkeit S} vorausgesetzt.
Einheit: m/s

Real-Wert. Setzt die Flammengeschwindigkeit an
der mageren Verloschgrenze. Fiir Kohlenwasser-
stoff/Luft Gemische liegt dieser Wert bei ca.
0.05m/s. Einheit: m/s.

Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex
der turbulenten Dehnungsrate K;. Die Transport-
gleichung fiir den Skalar mit dem Namen STRAIN
mufl nur definiert sein, darf aber NICHT gelost
werden, d.h. STRAIN=f.

Parameter des c-PDF Modells

Parameter Vorgabe

Beschreibung

NPHI_CMEAN

NPHI_CVAR

SCHMIDT_CVAR 0.9

MIXT_R

CPDF_MODEL

C_CVAR1 2.2

Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex

der Reaktionsfortschrittsvariablen.

Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex

der Varianz des Reaktionsfortschritts.

Real-Wert. Setzt die Schmidtzahl der Reaktions-

fortschrittsvarianz.

Real-Wert. Setzt den Brennstoffmassenbruch

Yeu = (Zc+ Zu)g des Frischgemischs. Die Mi-

schungsbruchvariable f wird mir MIXT_R normiert.

Deshalb mufl MIXT_R den maximal auftretenden

Wert des Elementmassenbruchs (Z¢ + Zy) im

Rechenfeld besitzen.

Integer-Wert. Wahlt die Variante des ¢-PDF Mo-

dells aus.

1 CPDF-1 Modell. Berechnet die skalare Dissipa-
tionsrate auf Basis der integralen Skalen.

2 CF-2 Modell. Berechnet die skalare Dissipati-
onsrate auf Basis der dissipativen Skalen.

Real-Wert. Modellkonstante des Dissipationsterms
der Varianzgleichung.



C_CVAR2

STABILIZATION

FSTABI

WALLQUENCH

FREEZE_REACTION

APPLY_CVAR_RATE

DAMP_CVAR_RATE

C_SMALL

false

false

true

1.0

1076
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Real-Wert. Modellkonstante der turbulenten Deh-
nungsrate. Fiir das CPDF-1 Modell liegen die Wer-
te zwischen 2 und 11. Fiir das CPDF-2 Modell soll-
te ein Wert von 0.28 verwendet werden.

Logischer Wert. Aktiviert das Stabilisierungs-
modell. Erfordert die Definition einer Zone
STABILIZATION. Auflerdem mufs ein passiver Skalar
STABIND definiert und gelost werden. Der Reak-
tionsquellterm wird mit dem Faktor FSTABI und
dem Konzentrationsfeld des Skalars gewichtet und
damit entsprechend erhoht.

Real-Wert. Setzt den Wert, um den der Reakti-
onsquellterm gewichtet mit der Konzentration des
Skalars STABIND multipliziert wird.

Logischer Wert. Wahlt ein simples Quenchmodell
zur Beschreibung des Flammenquenchs in Wand-
nidhe. Erfordert die Definition einer wandnahen Zo-
ne WALLQUENCH.

Logischer Wert. Falls gesetzt, wird der Reaktions-
quellterm der Reaktionsfortschrittsvariablen nicht
berechnet. Kann zum Anrechnen der Varianzglei-
chung auf true gesetzt werden.

Logischer Wert. Falls gesetzt wird der Reakti-
onsquellterm der Varianzgleichung beriicksichtigt.
Sollte immer auf true gesetzt sein. Falls es beim
Anrechnen zu Konvergenzproblemen kommt, die-
sen Schalter auf false setzen.

Real Wert. Werte kleiner 1 fiihren zu einer Damp-
fung des Reaktionsquellterms der Varianzglei-
chung. Sollte nur bei Konvergenzproblemen auf
Werte kleiner als 1 gesetzt werden.

Real Wert. Entspricht dem kleinen Wert c¢s in
Abschnitt 7.2 zur Linearisierung des Quellterms
der Reaktionsfortschrittsvariable. Sollte den Wert
107° besitzen.
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Parameter des Mischungsmodells

Parameter Vorgabe

Beschreibung

NPHI_FMEAN

MIXT_OX

NPHI_STRAIN

Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex
der Mischungsbruchvariablen. Dieser Parameter
wird nur benétigt, wenn der Parameter DILUTION
auf true gesetzt ist. Das Modell erfordert die
Losung eines weiteren Skalars mit dem Namen
FMEAN.

Real-Wert.  Setzt den  Elementmassenbruch
(Zc + Zn) des Oxidatorstroms. Dieser Parameter
wird nur bendétigt, wenn DILUTION auf true ge-
setzt ist. Die Mischungsbruchvariable f wird mit
MIXT_OX normiert, weshalb MIXT_0X den minimalen
Wert des Elementmassenbruchs (Zc¢ + Zy) im
Rechenfeld besitzen muf.

Real-Wert.  Temperatur des einmischenden
Stroms. Einheit: K.

Parameter zur Berechnung der Spezieskonzentrationen

Mit Hilfe der folgenden Parameter lassen sich die Massenkonzentrationen wihrend der
Stromungssimulation berechnen. Damit ist es prinzipiell méglich, nicht-adiabatische Ver-
brennungsmodelle zu realisieren, indem die Enthalpiegleichung mit gelést wird. Von dieser
Moglichkeit wurde aber im Rahmen dieser Arbeit kein Gebrauch gemacht. Die Schliissel-
worter sind aber der Vollstdndigkeit wegen dokumentiert.

Parameter Vorgabe

Beschreibung

SPECIES_UPDATE false

NPHI_FUEL

NPHI_OXIDANT

Logischer Wert. Kontrolliert die Berechnung der
Spezies. Wird dieser Wert auf true gesetzt,
werden die Fluideigenschaften auf Basis von
Druck, der Temperatur und der Speziesmassen-
briiche berechnet. Diese Auswahl setzt voraus,
das TMPTRE=true und LIBARY_PROPERTIES—true
gesetzt sind. Auferdem miissen alle Felder der zu
berechnenden Spezies im bcf-File definiert wer-
den. Sie diirfen aber NICHT gel6st werden, da
sie auf Basis des Mischungsbruchs und der Reakti-
onsfortschrittvariablen z.B. anhand einer 1-Schritt
Reaktion berechnet werden.

Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsin-
dex des Brennstoffs. Wird nur benétigt, wenn
SPECIES_UPDATE=true gesetzt ist.

Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsin-
dex des Oxidators. Wird nur benétigt, wenn
SPECIES_UPDATE=true gesetzt ist.



NPHI_PRODUCT1

NPHI_PRODUCT2

NPHI_INERT

STOI_FUEL 1.0

STOI_OXIDANT

STOI_PRODUCT1

STOI_PRODUCT2

FRAC_OXIDANT 0.21
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Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex
des ersten Verbrennungsprodukts. Wird nur beno-
tigt, wenn SPECIES_UPDATE—=true gesetzt ist.
Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsindex
des zweiten Verbrennungsprodukts. Wird nur be-
notigt, wenn SPECIES_UPDATE—true gesetzt ist.
Integer-Wert. Setzt den Transportgleichungsin-
dex des inerten Anteil. Wird nur benétigt, wenn
SPECIES_UPDATE=true gesetzt ist.

Real-Wert. Setzt den molaren stéchiometri-
schen Koeffizienten des Brennstoff in der Ver-
brennungsreaktion. Wird nur bendtigt, wenn
SPECIES_UPDATE=true gesetzt ist.

Real-Wert. Setzt den molaren stochiometri-
schen Koeffizientendes Oxidators in der Ver-
brennungsreaktionWird nur benétigt, wenn
SPECIES_UPDATE—true gesetzt ist.

Real-Wert. Setzt den molaren stochiometrischen
Koeflizienten des ersten Verbrennungsprodukts in
der Verbrennungsreaktion. Wird nur bendtigt,
wenn SPECIES_UPDATE=true gesetzt ist.
Real-Wert. Setzt den molaren stochiometrischen
Koeftizienten des zweiten Verbrennungsprodukts
in der Verbrennungsreaktion. Wird nur benétigt,
wenn SPECIES_UPDATE=true gesetzt ist.
Real-Wert. Setzt den Molenbruch des Oxidators
im Verhédltnis zum inerten Anteil. Bei den mei-
sten Problemen ist dies der Anteil des Sau-
erstoffs in der Luft. Wird nur benétigt, wenn
SPECIES_UPDATE=true gesetzt ist.
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