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Kapitel 1

Einleitung

Die Verbrennung ist nach wie vor einer der wichtigsten Energieumwandlungsprozesse.
Ihre technische Anwendung in Prozessfeuerungen, Dampferzeugern, Verbrennungsmo-
toren und Gasturbinen belegt ihre Schliisselrolle v. a. im Kontext der Wérme- und
Stromerzeugung sowie der Flugzeug- und Automobilindustrie.

Die technologische Weiterentwicklung von Verbrennungsprozessen der letzten Jahr-
zehnte und auch aktuellen Datums ist gepréigt durch die Steigerung der Effizienz des
Verbrennungsprozesses bei gleichzeitiger Optimierung hinsichtlich der Investitions- und
Betriebskosten sowie der Einhaltung von Umweltschutzrichtlinien, die sich hauptséch-
lich in der Forderung nach minimalem Schadstoffausstofs abzeichnet. Einerseits resul-
tiert hieraus der Trend zur Erhohung des Durchsatzes bei - speziell im Hinblick auf
mobile Anwendungen - kompakter, gewichtseinsparender Bauweise des Systems. An-
dererseits wird eine Minimierung der Schadstoffentstehung durch entsprechende Fiih-
rung des Verbrennungsprozesses angestrebt, um meist kostenintensive, der Verbrennung
nachgeschaltete Mafnahmen zur Abgasreinigung zu vermeiden.

Am Beispiel nitroser Gase liasst sich der Einfluss der Verbrennungsfithrung auf die
Schadstoffentstehung veranschaulichen. Maximale Stickoxidkonzentrationen treten bei
der Verbrennung nahestéchiometrischer Gemischzusammensetzungen auf. Abseits na-
hestochiometrischer Zusammensetzungen kénnen dennoch erhdhte Stickoxidkonzentra-
tionen beobachtet werden, wenn die Mischung nicht ausreichend homogenisiert ist.
Konzepte zur Minimierung der Stickoxidbildung basieren demnach auf der Vermeidung
nahestdchiometrischer und nicht-stéchiometrischer inhomogener Zusammensetzungen
im Verbrennungssystem, was z. B. durch gestufte (fett - mager) Verbrennung oder
aber durch rein brennstoffarme Gemischzusammensetzungen erreicht werden kann. Als
technische Realisierung bietet sich die magere, vorgemischte Verbrennung an; wegen
der dabei bestehenden Gefahr der Selbstziindung bzw. des Flammenriickschlags, wird
jedoch héufig die magere, nicht-vorgemischte Prozessfithrung favorisiert, die sich durch
getrennte Zufiihrung von Brennstoff und Verbrennungsluft auszeichnet.

Die Maximierung der Energieumsatzdichte bei moglichst kompakter Bauweise bedingt
Stromungsgeschwindigkeiten, die meist um ein vielfaches iiber der turbulenten Brenn-
geschwindigkeit der Flammen liegen. Folglich bedarf die Verbrennung in derart hoch
belasteten Systemen einer besonderen, stromungsmechanischen Stabilisierung. Hier-
zu konnten sich Verbrennungssysteme etablieren, die eine durch Verdrallung der Ver-
brennungsluft induzierte innere Riickstromzone aufweisen, welche eine brennernahe
Stabilisierung der Flamme auf Grund niedriger mittlerer Stromungsgeschwindigkeiten
entlang ihres duferen Randes, turbulenz-bedingter Steigerung der Warmefreisetzungs-
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rate in Brenneraustrittsnidhe und der Riickfithrung heifser Abgase zur Flammenwurzel
ermoglicht. Als Weiterentwicklung solcher Systeme werden in zunehmendem Mafse luft-
seitig zweiflutige Brenner angewendet, die durch die Moglichkeit gleich- und gegensin-
niger Verdrallung der beiden konzentrischen Luftstrome einen weiteren Freiheitsgrad
zur Beeinflussung des turbulenten Stromungsfeldes bieten, mit dem Ziel, eine Ver-
besserung der Stabilisierungseigenschaften des Systems zu erreichen. Im Falle der zur
Schadstoffminderung angestrebten mageren, nicht-vorgemischten Verbrennung werden
die bei nahe-stochiometrischen Bedingungen maximalen Brenngeschwindigkeiten nicht
erreicht, sodass selbst diese doppelt-verdrallten, riickstromungsstabilisierten Brenner
Stabilitdtsgrenzen und damit einen eingeschrankten Betriebsbereich aufweisen.

Auf Grund ihrer Komplexitidt sowie ihrer wechselseitigen Beeinflussung existiert fiir
die physikalischen und chemischen Prozesse nahe der Stabilitdtsgrenze turbulenter,
nicht-vorgemischter Dralllammen bislang keine geschlossene Erklarung. Neueste, ex-
perimentelle Methoden ermoglichen zwar die Untersuchung bestehender Verbrennungs-
systeme, sind aber sehr kosten- und zeitintensiv, sodass ihre alleinige Anwendung im
Entwicklungsprozess moderner Verbrennungssysteme nicht ausreicht. Alternativ bie-
tet sich die numerische Simulation der reagierenden Strémung an, deren wesentlicher
Vorteil in den vielfdltigen Moglichkeiten der Untersuchung und gezielten Variation ein-
zelner Teilprozesse liegt, welche mittels experimenteller Methoden, wenn iiberhaupt,
nur unter erheblichem Aufwand zugénglich sind.

Ziel der vorliegenden Arbeit ist es, die treibenden Mechanismen nahe der Stabilitéts-
grenze nicht-vorgemischter, doppelt-verdrallter Flammen und den Einfluss gleich- und
gegensinniger Verdrallung auf die Stabilisierungseigenschaften dieser Verbrennungssys-
teme mittels numerischer Methoden zu untersuchen. Hierzu werden in Kap. 2 die phy-
sikalischen und mathematischen Grundlagen bereit gestellt, die zur Beschreibung des
untersuchten Systems nétig sind. Kapitel 3 ist der Stabilitdat turbulenter Drallflammen
gewidmet und zeigt die Moglichkeiten und Grenzen existierender Stabilitdtsmodelle
auf. Die numerische Modellierung reagierender, turbulenter Drallstromungen wird in
Kap. 4 behandelt. Hierbei sei im Besonderen auf die Beschreibung des nicht-adiabaten
JPDF-Reaktionsmodells hingewiesen, das gegeniiber bislang verfiigharen Reaktionsmo-
dellen, welche die Behandlung nicht-vorgemischter, partiell-vorgemischter und vorge-
mischter Verbrennung bei gleichzeitiger Auflosung des Verbrennungsverlaufes ermogli-
chen, auch die Erfassung von Warmeverlusten sowie deren Einfliisse auf die Verbren-
nungschemie erlaubt. Ausgehend von einer Beschreibung des untersuchten Systems und
des experimentellen Befundes werden in Kap. 5 die Anforderungen an die numerische
Simulation abgeleitet und die numerische Vorgehensweise beschrieben. Die Simulati-
onsergebnisse werden schliefllich in Kap. 6 diskutiert. Der erste Teil dieses Kapitels
(Kap. 6.1 und Kap. 6.2) behandelt das isotherme Strémungs- und Mischungsfeld. In
Kapitel 6.3 wird die Anwendung des nicht-adiabaten JPDF-Reaktionsmodells und die
Notwendigkeit der Charakterisierung und Erfassung lokaler Warmeverluste sowie de-
ren Einflisse auf die chemische Reaktionskinetik dargelegt. Im Falle der Stromung
mit iiberlagerter Verbrennung (Kap. 6.4) werden die Simulationsergebnisse der Gleich-
und Gegendrallkonfiguration untereinander sowie mit entsprechenden experimentellen
Ergebnissen verglichen. Das abschliefsende Kapitel 6.5 behandelt das Stabilitatsverhal-
ten des Systems und die unterschiedlichen Stabilisierungseigenschaften der Gleich- und
Gegendrallkonfiguration.



Kapitel 2

Physikalische und mathematische
Beschreibung turbulenter Drallflammen

2.1 Grundgleichungen reagierender Gasstromungen

Die vollstindige Beschreibung reagierender Gasstromungen basiert auf den Bilanz-
gleichungen fiir Masse, Impuls und Energie. Ausfiihrliche Ableitungen dieser Glei-
chungen finden sich z.B. in BIRD, STEWART & LIGHTFOOT [16], WILLIAMS [221]
und SCHLICHTING [170]. Der Stromungszustand eines Fluids wird durch Masse- und
Impulsbilanz (Navier-Stokes’sche Gleichungen) beschrieben; die Energiegleichung er-
moglicht die Berticksichtigung von Wérmetransportvorgédngen in Systemen, in welchen
Temperaturunterschiede vorhanden sind. Die Berechnung reagierender Gasstrémungen
erfordert schlieklich die Bilanzierung der Speziesmassen zur Berechnung deren Trans-
ports im Stromungsfeld. Die lokalen Werte von Dichte, Druck und Temperatur kénnen
durch die Zustandsgleichung des idealen Gases miteinander in Bezug gesetzt werden.

2.1.1 Bilanz der Gesamtmasse

Die Bilanz der Gesamtmasse (Kontinuitatsgleichung) lautet in Indexnotation unter
Verwendung der Summationsregel nach Einstein' [170]:

do 0 (ou;)
ot " om

=0. (2.1)

2.1.2 Bilanz des Impulses

Die Impulsbilanz bleibt in reaktiven sowie in isothermen Strémungen gleich:

d(ouy) | 0(ouyuy) dp | Omijy
_ _¥ ’ . 2.2

Hierin sind f; eingeprégte aufsere Feldkrafte und 7;;; der viskose Spannungstensor, der
die viskosen Eigenschaften eines Fluids beschreibt und fiir Newton’sche Fluide durch

!Summationsregel nach Einstein: Tritt ein Index in einem Term doppelt auf, so ist {iber diesen
Index von eins bis drei zu summieren.
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(2.3) definiert ist:

ou; Ou; 2. Ou

Tijd = Ha (8%- + 8932 - 56”6—95],:) ; (2.3)
mit der molekularen, dynamischen Viskositét 14 und dem Kronecker-Symbol ¢;;. Ob-
wohl in der Impulsbilanzgleichung (2.2) kein expliziter, von chemischen Reaktionen ab-
héngiger Term auftritt, iiben diese iiber die Temperaturabhéngigkeit der dynamischen
Viskositéit und der Dichte mitunter grofen Einfluss auf die Impulsbilanz aus. Hieraus
resultiert fiir reaktive Stromungen eine weitaus stérkere Variation der Reynolds-Zahl
gegeniiber isothermen Stromungen.

2.1.3 Bilanz der Energie

Nach dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik ist die Anderung der Energie eines
Fluid-Volumens gleich der Summe aus zu-/abgefiihrter Wéarme und am Fluid-Volumen
verrichteter Arbeit. Demnach gilt fiir die Bilanz der inneren Energie e nach POINSOT
& VEYNANTE [147]:

d(0e) 0 (ouse) 071 ou; Ny
ot + axz 8931 + (TZ]J péz]) 8:17]- +qr+ ka:; kfknvk,z ( )

Der letzte Summand der rechten Seite in (2.4) représentiert die Leistung durch viskose
Krifte (Diffusionsgeschwindigkeiten Vj; der Spezies k in Richtung i) und Volumen-
krafte (fx,: Volumenkrifte, die auf die Spezies k in Richtung ¢ wirken); er wird im
folgenden vernachlassigt. Die spezifische Enthalpie A steht nach:

h=e+p/o, (2.5)

mit der inneren Energie e in Zusammenhang und kann fiir ein System aus N Spezies
nach (2.6) berechnet werden:

Ny
h=>Y hY. (2.6)
k=1

Die spezifische Enthalpie h; einer Spezies k ist die Summe aus ihrer spezifischen Bil-
dungsenthalpie A%, bei Standardtemperatur 7 und ihrer spezifischen, fiihlbaren En-
thalpie hg :

he = RSy + hog (2.7)

mit:

T
B = / e (T)dT | (2.8)

worin ¢, die spezifische Warmekapazitiat der Spezies £ bei konstantem Druck ist.
Mit (2.5) folgt aus (2.4) die Bilanzgleichung fiir die spezifische Enthalpie h:

0(gh)  9(owh) _ Dp _ Ojf O

- 28 2.
ot or,  Di oz | Hag, T In (29)

In (2.9) ist Dp/ Dt die substantielle Ableitung des Drucks analog derer einer beliebigen
Grofke @ gemék:

D®_ 9% 0% dr,
Dt ot  Ox; Ot

(2.10)
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und ¢g ein Quellterm, der die Energiezufuhr durch Fernwirkung (z.B. Warmestrahlung)
beriicksichtigt. Der Term Tij’l% beschreibt den Energietransport auf Grund von Rei-
J

bungskraften. Unter Vernachlissigung des Dufour-Effektes (Enthalpie-Diffusion durch
Massenbruch-Gradienten [16]), setzt sich der Warmestrom j! aus Wirmeleitung nach
dem Fourier’schen Wérmeleitungsgesetz j“ [211]:

aT
al’i

J9C = —A (2.11)

und einem Enthalpiestrom j?d auf Grund der Diffusion von Spezies unterschiedlicher
Enthalpie hy:

N
it = Z hijf (2.12)
k=1
nach (2.13) zusammen:
gt =g+t (2.13)
Mit Einfiihrung der Prandtl-Zahl:
pr=t®_ N (2.14)

A _)‘/(Q'Cp) a

und der Definition der spezifischen Warmekapazitat bei konstantem Druck:

oh
%= 57| (2.15)
folgt aus (2.11)-(2.13) mit (2.18) fiir den Wéarmestrom:
e m|on ([ Pr oYy
Ji = "p, 0 + ; (S—ck - 1) hy oz, (2.16)

Die Prandtl-Zahl beschreibt hierbei das Verhéltnis aus diffusivem Transport von Impuls
und Temperatur wobei A die Warmeleitféhigkeit und @ = A\/(¢ - ¢,) die Temperatur-
leitfahigkeit ist.

2.1.4 Bilanz der Speziesmassen

In einem System aus N, Spezies gilt je eine Bilanzgleichung fiir die Massen aller che-
mischen Komponenten bzw. ihres Massenbruchs Y:

0(e%)  OlewYy) _ 05t

+ap k=1,..,Ny. (2.17)

Der in (2.17) auftretende Diffusionsstrom jF ldsst sich unter Vernachlissigung der
Thermodiffusion (Diffusion auf Grund von Temperatur-Gradienten [16]) nach dem
Fick’schen Diffusionsgesetz [16] durch (2.18) ausdriicken. Hierin ist die Schmidt-Zahl
Scy der Spezies k nach (2.19) als das Verhéltnis aus diffusivem Transport von Impuls
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zu diffusivem Transport von Masse definiert. Dy, ist der molekulare Diffusionskoeffizient
der Spezies k im Gemisch [147]:

-k w0y
= 2.18
]’L SCk axz ? ( )
H
= ) 2.1
Scy 0- Dy ( 9)

Der Term 1wy bezeichnet die Reaktionsrate der Spezies k und beschreibt damit die
Anderung ihrer Teilchenzahldichte durch chemische Reaktionen. Fiir die Summe iiber
das System aus N}, Teilchen gilt:

Ny, Ny, Ny,
d Vi=1, > %jF=0 unddamit > iy =0. (2.20)
k=1 k=1 k=1

2.1.5 Bilanz der Elementmassen - Definition des Mischungs-
bruchs

Im Gegensatz zu den Spezies werden die chemischen Elemente wihrend der chemischen
Reaktion weder verbraucht noch gebildet. Thre Masse und damit auch ihre Massenbrii-
che bleiben unverdndert. Fiir die Massenbriiche der chemischen Elemente Z; gilt die
Bilanzgleichung;: '

0(0Z;) | 0(ouiZ;) _ Oj

o0 " on, on (2.21)

Mit den Speziesmassenbriichen Y}, sind die Massenbriiche der chemischen Elemente Z;
(Elementmassenbriiche) iiber:

Zi=> v % Yy (2.22)

verkniipft, wobei die Koeffizienten I/]z die Anzahl der Atome des Elements j in der
Spezies k angeben. W; bzw. W), bezeichnen die Molmassen des Elements j bzw. der
Spezies k. Der Diffusionsstrom eines Elements jf kann als gewichteter Diffusionsstrom
jl = Sw]W,;/W;j* in Abhiingigkeit vom Diffusionsstrom j¥ (s. Gl. 2.18) der Spezies
ausgedriickt werden.

Der Mischungsbruch f kann je nach Problemstellung als eine normierte Form des Ele-
mentmassenbruchs definiert werden:

Zj - Zj,min

Zj,max - Zj,min

f= (2.23)
Er wird, wie die Elementmassenbriiche, nicht durch chemische Reaktionen verédndert
(“conserved scalar”, s. Ubersicht von BILGER [15]). Seine Bilanzgleichung, in der jif
analog zu j7 in Abhingigkeit von jF ausgedriickt werden kann, lautet:

d(of) , (eusf) _ i

ot or;  Ox; (2.24)
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Im Falle einer Kohlenwasserstoff-Verbrennung mit reinen Brennstoff- (Br) und Oxida-
torstromen (Ox) ist der Mischungsbruch (2.23) als Summe der Elementmassenbriiche
von Kohlenstoff und Wasserstoff, bezogen auf die charakteristischen Eintrittszustédnde

zu definieren:
(Zc + Zu) — (Zc + Zu) oy

(Zc+ Zu)g, — (Zo + Zu)oy

Ein Mischungsbruch f = 0 représentiert dabei reine Verbrennungsluft, wohingegen ein
Mischungsbruch mit dem Wert f = 1 reinen Brennstoff charakterisiert. Stéchiometri-
sche Zusammensetzung resultiert bei einer CH,/Luft-Verbrennung in einem stochio-
metrischen Mischungsbruch von: f,; = 0, 055.

f= (2.25)

2.1.6 Zustandsgleichung idealer Gase

Die Zustandsgleichung idealer Gase, die die Zustandsvariablen p, ¢, T' und Y} mitein-
ander verkniipft, kann nach WILLIAMS [221] wie folgt formuliert werden:

p=oRT ikz Yi (2.26)
i W

worin die ideale Gaskonstante den Wert R = 8.3147 —7— besitzt.

J
mol

2.2 Reaktionskinetische Grundlagen

Mathematische Beschreibung homogener Gasphasenreaktionen

Chemische Stoffumwandlungsprozesse streben einem Gleichgewichtszustand entgegen.
Im Unterschied zur Thermodynamik, die diesen Gleichgewichtszustand als Funktion
des Ausgangszustandes des Systems festlegt, beschreibt die chemische Reaktionskine-
tik sowohl Zeitverlauf als auch Reaktionsweg der Stoffumwandlung vom Ausgangszu-
stand bis zum Gleichgewicht. Bruttogleichungen geben Auskunft {iber Anfangs- und
Endprodukte einer chemischen Reaktion, jedoch nicht iiber deren molekularen Ablauf.
Demgegeniiber geben Elementarreaktionen die durch Stofvorgédnge einzelner Molekiile
initiierten Stoffumwandlungen wieder und erfassen dabei alle auftretenden Zwischen-
produkte. In einem reaktionskinetischen System, das aus einer beliebigen Anzahl von
Nj, Spezies mit chemischem Symbol y; besteht, konnen Elementarreaktionen einer be-
liebigen Anzahl N; wie folgt mathematisch beschrieben werden:

Nk Nk
k=1 k=1

Hierin bezeichnet v}, den stéchiometrischen Koeffizienten der Edukte der Reaktion 4,
sowie vy, denjenigen der Produkte. Die Summe aller Elementarreaktionen bildet den
Reaktionsmechanismus.

Die chemische Reaktionsgeschwindigkeit, die ein Maf fiir die Umsatzgeschwindigkeit
einer Elementarreaktion i ist, ldsst sich aus der molaren Konzentration Cy = ¢+ Y/ Wy
der an der Reaktion beteiligten Spezies k, den stochiometrischen Koeffizienten und den



8 2 PHYSIKALISCHE UND MATHEMATISCHE BESCHREIBUNG TURBULENTER DRALLFLAMMEN

Geschwindigkeitskoeffizienten der Hinreaktion k; ; sowie der Riickreaktion k;; bestim-
men:

N / N 1"
g =kis [[ O — ks ] O (2.28)
k=1 k=1

und kann als Differenz der Geschwindigkeiten von Hin- und Riickreaktion betrachtet
werden. Die Geschwindigkeitskoeffizienten der Hin- und Riickreaktion sind mittels der
Gleichgewichtskonstanten K.; miteinander verkniipft:

ki

ol = K (T) (2.29)
ki

Ihre stark nicht-lineare Abhéngigkeit von der Temperatur kann durch einen modifizier-

ten Arrhenius-Ansatz dargestellt werden:

Eai
k(g = B T" exp (—R’;) : (2.30)

Gaskinetisch ist die darin auftretende Aktivierungsenergie F,; als Differenz zwischen
der mittleren Energie der reaktiven Molekiilstofse zwischen den Reaktionspartnern und
der mittleren Energie aller Stofse zu interpretieren. Sie représentiert also eine Ener-
gieschwelle, die zum erfolgreichen Ablauf der Reaktion iiberwunden werden muss. Der
Frequenzfaktor B; ist ein Maf fiir die Wahrscheinlichkeit eines auftretenden Stofies
und begrenzt den Geschwindigkeitskoeffizienten nach oben, wenn die Aktivierungs-
energie gegen null strebt. Die Bestimmung der Konstanten B;, b; und E; erfolgt meist
experimentell, da mit Hilfe der kinetischen Gastheorie berechnete Werte héufig von
experimentell bestimmten abweichen.

Die Reaktionsrate wy einer Spezies k ergibt sich als anteilige Summe der Reaktionsge-
schwindigkeiten aller Reaktionen, die an ihrer Bildung bzw. Abbau beteiligt sind:

N;

=W n=We > (Vhy = Via) - i (2.31)

i=1

wobei w;, die molare Reaktionsrate bezeichnet.

(vollstidndiges) Gleichgewicht

Befindet sich das System im (vollstdndigen) chemischen Gleichgewicht, so sind die
Reaktionsgeschwindigkeiten aller Reaktionen gleich null. Eine Kombination von (2.28)
mit (2.29) fiihrt in diesem Fall zu:

Ni ( ’ 7" )
K, (T)=]]c:™ ™. (2.32)
k=1

Die Gleichgewichtskonstante K. ; ist eine Funktion der Temperatur und durch die An-
derung der freien Enthalpie der Reaktion ArGy¢ bestimmt:

E Vli_yni Q
K1) = ()™ o (-555) e
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mit: N
k
ARGy = (Viy = Vi) Wi (05— T - 57) (2.34)
k=1

worin s; die Standardentropie der Spezies k ist.

Partielles Gleichgewicht

Sind die Reaktionsgeschwindigkeiten von Hin- und Riickreaktion einer Reaktion i sehr
viel grofer als die resultierende Reaktionsgeschwindigkeit g;, befindet sich die Reaktion
in einem partiellen Gleichgewicht [138]:

gl < kIl C;:i

by (2.35)
] < ki [Tk, O

g ~ 0 falls {

Quasistationirer Zustand (steady-state)

Sind die Bildungsgeschwindigkeit «; und die Abbaugeschwindigkeit w) einer Spezies
k sehr viel Grofer als die resultierende Reaktionsgeschwindigkeit wy, befindet sich die
Spezies k in einem quasistationédren Zustand [35]:

o |Le) < W

2.3 Turbulente, verdrallte, isotherme Stromungen

Die Untersuchung diffusiver Drallflammen verlangt nach einer Diskussion der diesen
Flammen zu Grunde liegenden aerodynamischen Prozesse. Hierzu werden im Folgen-
den zunéchst die Phanomenologie, die Eigenschaften und die theoretische Behandlung
allgemeiner turbulenter, isothermer Stromungen skizziert, bevor am Ende dieses Ab-
schnitts der Fokus auf turbulente, isotherme Strémungen mit iiberlagerter Rotationsbe-
wegung, sog. verdrallte, turbulente, isotherme Stromungen gelenkt wird. Neben einer
Charakterisierung dieser Drallstromungen werden auch ihre Eigenschaften umrissen,
wobei fiir eine ausfiihrliche Darstellung dieser auf die Monographien von LUGT [111]
und GREENSPAN [53], sowie auf die Ubersichten von SYRED & BEER [190, 191] und
GUPTA et al. |[56] verwiesen sei.

2.3.1 Charakteristika allgemeiner turbulenter Stromungen

Bei der Klassifizierung eines viskosen Fluids nach verschiedenen Stromungsformen un-
terscheidet man zwischen laminarer und turbulenter Strémung mit einem instabilen
Ubergangsgebiet [170]. Der Ubergang von laminarer zu turbulenter Strémung kann an-
hand der REYNOLDS-Zahl [156] charakterisiert werden, die Tragheits- und Zahigkeits-
krafte zwischen den einzelnen Volumenelementen eines viskosen Fluids miteinander in
Beziehung setzt und durch:

char * lc ar
Re = Uchar " char (2.37)
14
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definiert ist. Hierin sind w.pq, und l.,q, charakteristische Geschwindigkeit bzw. cha-
rakteristisches Langenmafs der zeitlich mittleren Strémung und v, die kinematische
Viskositét des Fluids. Solange die Reynolds-Zahl eines fluiden Systems einen kritischen
Wert (Re..;;) nicht iiberschreitet, folgen die von der Stromung transportierten Grofen
in einzelnen Fluidschichten festgelegten Bahnen, den Stromlinien. Dieser laminare Stro-
mungszustand bleibt stationér, solange sich die Randbedingungen nicht &ndern. Der
Austausch von Impuls, Wéarme und Stoff zwischen den Schichten erfolgt auf Grund
diffusiver Prozesse: Reibung, Wérmeleitung bzw. Stoffdiffusion. Mit steigender Stro-
mungsgeschwindigkeit reichen die viskosen Kréfte nicht mehr aus, die destabilisieren-
den Tragheitskrafte zu kompensieren; die kritische Reynolds-Zahl ist iiberschritten und
das instabile Ubergangsgebiet vom laminaren zum voll-turbulenten Regime ist erreicht.
Dieses ist gekennzeichnet durch die Verstarkung urspriinglich kleiner Storungen, das
Auftreten von Gebieten mit geballten, rotierenden Strukturen, die Bildung intensiver,
kleinskaliger Bewegungen und schliefslich das Wachstum und Zusammenwachsen dieser
Gebiete bis hin zur voll ausgebildeten turbulenten Strémung [206].

Nach HINZE [68], ROTTA [162], TENNEKES & LUMLEY [199] und PopE [150] sind
turbulente Stromungen instationér (selbst bei konstanten Randbedingungen), regellos,
chaotisch, dreidimensional, mischungsintensiv, dissipativ und wirbelbehaftet. Trans-
portierte Grofen (Impuls, Stoffmenge, Temperatur) unterliegen zufélligen Schwankun-
gen in Raum und Zeit. Trotz ihres statistischen Charakters besitzen turbulente Stro-
mungen bereichsweise strukturierte Eigenschaften, sog. kohdrente Strukturen (Fluid-
elemente, deren Geschwindigkeitsschwankungen korreliert sind).

2.3.2 Turbulente Energiekaskade und turbulente Langenmalie

Messungen in turbulenten Stromungen zeigen auf, dass sich eine ausgebildete turbulen-
te Stromung durch einen groften Bereich unterschiedlicher Léngenmalse [ auszeichnet,
bei welchen die Fluktuationen der Geschwindigkeit auftreten. Diese Beobachtung kor-
respondiert mit der weit verbreiteten Vorstellung, dass sich die Turbulenzbewegung aus
einer grofsen Anzahl unterschiedlich grofer Wirbel zusammensetzt, die jeweils mittels
einer Geschwindigkeit u (1) bzw. eines Zeitmafes 7 und einer Abmessung (Léngenmafs /)
charakterisiert werden kénnen.

VRN

[

E (. & V)

Wellenzahl
2n
L
Dissipationsbereich
Kolmogorov-Mal I

normierte, spektrale Energie-

verteilung E

Produktions- energietragende| Inertial- / Tragheits-
bereich Wirbel I bereich

Abbildung 2.1: Normierte, spektrale Energieverteilung als Funktion der Wellenzahl x
nach LEUCKEL & ZARZALIS [103|
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Das obere Ende dieses Spektrums turbulenter Langenmafse (s. Abb. 2.1) wird von grofs-

skaligen Wirbelstrukturen geprégt, die einen Grofsteil der Energie in sich tragen und

hauptséchlich fiir den Austausch von Impuls und skalaren Grofen verantwortlich sind

|68, 162]. Die sog. Makromafe dieser grofsskaligen Wirbelstrukturen, die Lange [, und

Geschwindigkeit u, (I;), besitzen die Grofenordnung der entsprechenden charakteristi-

schen Werte der zeitlich mittleren Stromung. Die aus ihnen gebildete Reynolds-Zahl:
ug - Uy

Re; = Re (I;) = : (2.38)

14/

nimmt in der Regel (ausgebildete turbulente Stromung) grofe Werte an und verdeut-
licht, dass die grofsen turbulenten Langenmafse vor allem durch Tragheitskrafte, nicht
aber durch viskose Kréfte, bestimmt werden.

Die in den grofsskaligen Wirbelstrukturen enthaltene Energie wird in einem Kaska-
denprozess (turbulente Energiekaskade) sukzessive zu Wirbelstrukturen kleinerer Lén-
genmafse transferiert. Der zugehorige Skalenbereich wird auch Inertial- oder Trégheits-
bereich genannt. Hier treten Produktion und Dissipation von Turbulenz héchstens in
vernachlassigharem Mafe auf. Die turbulente Energiekaskade kann mit dem Prinzip der
Wirbelfadenstreckung [22| erklért werden. Hierbei geht man davon aus, dass Wirbelf&-
den sowohl durch Scherung der zeitlich mittleren Stromung als auch durch benachbar-
te Wirbel dhnlicher oder groferer Abmessungen gestreckt werden. Somit nehmen ihre
charakteristischen Léngenmake (Durchmesser) ab. Auf Grund der Drehimpulserhal-
tung im reibungsfreien System steigt die Winkelgeschwindigkeit eines Wirbels mit ab-
nehmendem Durchmesser und folglich seine Rotationsenergie: Bewegungsenergie wird
von Kaskadenstufe zu Kaskadenstufe iibertragen. Dieser Energiefluss bleibt im Ver-
lauf der Energiekaskade konstant und erfolgt, wegen des mit sinkendem Durchmesser
abnehmenden Einflussbereichs eines Wirbels, stets zur néchstkleineren Wirbelklasse.
Fiir ausreichend grofke Reynolds-Zahlen ist der Energiefluss nach KOLMOGOROV’s 93]
zweiter Ahnlichkeitshypothese nur durch die turbulente Dissipationsrate ¢ der kineti-
schen Energie k£ bestimmt und unabhéngig von der kinematischen Viskositdt 1. Die
turbulente Dissipationsrate € ist proportional zum Quotienten aus kinetischer Energie
u (1)* und turbulentem ZeitmaR 1/u (1) [147, 197]:

£ x = . (2.39)

Aus der im Verlauf der Energiekaskade steigenden Winkelgeschwindigkeit der immer
kleiner werdenden Wirbel resultieren wachsende Geschwindigkeitsgradienten; die mole-
kularen Reibungskrifte werden zunehmend signifikant und erhohen die Dissipation der
Bewegungsenergie in innere thermische Energie des Fluids. Diese Dissipation besitzt
ihr Maximum am unteren Ende der turbulenten Energiekaskade bei den Kolmogorov-
Mikromafen l,, u, (1,) und 7, [93]. Mit der Annahme lokaler Isotropie? besagt KOLMO-
GOROV’s erste Ahnlichkeitshypothese, dass die Parameter lokal-isotroper Skalen durch
die turbulente Dissipationsrate € und die kinematische Viskositét v; eindeutig bestimmt

2lokale Isotropie: Fiir ausreichend grofie Reynolds-Zahlen weisen Wirbel, deren Lingenmafie einen
bestimmten Wert unterschreiten, ein richtungsunabhéngiges Verhalten auf. Sie besitzen keine Infor-
mation mehr {iber die Randbedingungen der Stromung. Die Turbulenz kann in diesem Bereich als
universell angesehen werden.
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sind. Die Kolmogorov-Mikromafse sind damit wie folgt gegeben:

3\ 1/4 1/2
lﬁ(y_l) Cowm=(2) . m=wmee (2.40)

€ €

Die mit den Kolmogorov-Mikromafen gebildete Reynolds-Zahl ist von der Grofenord-
nung O (1):

Uy - Ly

Re, = Re (l,)) = =1. (2.41)

Y
Unter der Annahme, dass sich die Makrolingenmafe mit € o u? /I; analog zu (2.39) ver-
halten, ergeben sich die Verhéltnisse der Kolmogorov-Mikromafe zu den Makromafen
aus (2.42)-(2.44):

I,/l; oc Re;?* (2.42)
Uy /Uy o Ret_l/4 , (2.43)
Ty Tt Re;** (2.44)

Diese Beziehungen zeigen, dass Langen-, Geschwindigkeits- und Zeitskalen der kleinsten
Wirbel sehr viel kleiner sind als die der grofsten Wirbel.

Fiir grofe Re; existiert ein weiter Bereich turbulenter Liangenskalen und ein voll aus-
gebildetes Spektrum turbulenter Lingenmafe. Die turbulente kinetische Energie wird
bei grofsen Langenskalen in die turbulente Energiekaskade eingespeist und auf kleinen
Langenskalen dissipiert. Diese Trennung der Eigenschaften der Turbulenz nach Ska-
len verdeutlicht einerseits die hohe Effektivitit des turbulenten Austausches, der aus
der makroskopischen Bewegung von Wirbeln in der Stromung und dem damit verbun-
denen Transport von Impuls, Konzentration und Energie resultiert. Andererseits ist
der viskose Dissipationsvorgang in Wirbeln der Kolmogorov-Mikromafe entscheidend
fiir die Mikromischung von Warme und Stoff bis hin zur rein diffusionskontrollierten
Mischung.

2.3.3 Grundgleichungen zur Beschreibung des mittleren Stro-
mungsfeldes

Zur mathematischen Beschreibung laminarer und turbulenter Strémungen miissen die
in Abschnitt 2.1 vorgestellten Bilanzgleichungen fiir Gesamtmasse, Impuls, Enthal-
pie und Speziesmassen berechnet werden. Auf Grund der Eigenschaft der Turbulenz,
Langen- und Zeitskalen auszubilden, die mehrere Grofsenordnungen umspannen, ist die
direkte numerische Losung dieser Gleichungen fiir turbulente Stromungen in technisch
relevanten Systemen selbst bei Verwendung moderner Grofrechenanlagen auf Grund
des Speicherplatz- und Rechenzeitbedarfs bislang nicht rentabel oder gar unmoglich.
Eine Moglichkeit, diese Schwierigkeit zu umgehen, besteht in der Charakterisierung der
turbulenten Stromung durch gemittelte Feldvariablen und der Intensitét ihrer Fluktua-
tionen.

2.3.3.1 Reynolds- und Favre-Mittelung

Ausgangspunkt fiir die Mittelung sind die instationédren Bilanzgleichungen fiir Gesamt-
masse (2.1), Impuls (2.2), Enthalpie (2.9) und Speziesmassen (2.17).



2.3 Turbulente, verdrallte, isotherme Strémungen 13

Reynolds-Mittelung: Hierbei wird der Momentanwert jeder Grofe f in einen zeit-
lich mittleren Anteil f und einen fluktuierenden Anteil f” aufgespalten (REYNOLDSsche
Zerlegung [157]),

f(zi,t) = f(z) + f (2i,1) mit I (z;,t) =0, (2.45)
diese Zerlegung in die Bilanzgleichungen eingefiihrt und die so erhaltenen Gleichun-
gen zeitlich gemittelt. Ergebnis dieser Prozedur sind die sog. Reynolds-gemittelten
Navier-Stokes Gleichungen (RANS: Reynolds Averaged Navier-Stokes), beziiglich de-
ren Diskussion hier auf die Arbeiten von ZARZALIS [223] und RODI [159] verwiesen sei.

Favre-Mittelung: Die Anwendung der Reynolds-Mittelung auf die instationéren Bi-
lanzgleichungen fiihrt im Falle reaktiver, turbulenter Stromungen, in denen grofte Dich-
tegradienten auftreten, zu Korrelationen zwischen der Dichteschwankung und anderen
fluktuierenden Grofen. Unter Verwendung dichtegewichteter Mittelwerte nach FAVRE
[47]:

-4,

0

kann dieses Problem umgangen werden. Die Zerlegung des Momentanwertes einer Gro-
fse in Favre-Mittelwert f und Favre-Schwankungswert f” erfolgt analog zur Reynolds-
Zerlegung:

(2.46)

[ i t) = f (i) + f" (w,1) (2.47)
Die durch Einsetzen dieser Zerlegung in die instationédren Bilanzgleichungen und nach-
folgender Mittelung erhaltenen sogenannten Favre-gemittelten Navier-Stokes Gleichun-
gen (FANS: Favre Averaged Navier-Stokes) sind formal identisch mit den klassischen
Reynolds-gemittelten Navier-Stokes Gleichungen fiir Stromungen konstanter Dichte,
besitzen jedoch eine andere Bedeutung [14]. Fiir die wechselseitige Umrechnung Favre-
gemittelter und zeitlich gemittelter Grofen gelten folgende Beziehungen:

F=7+2L o2l (2.48)
f=r+7" ff=r+m. (2.49)

Obwohl die Favre-Mittelung fiir reaktive, turbulente Strémungen als geschickte Me-
thode erscheint, das Auftreten unerwiinschter Korrelationen der Dichteschwankung zu
umgehen, stellt sie lediglich eine Verschiebung des Problems dar; denn der Vergleich
einer Favre-gemittelten f mit einer Reynolds-gemittelten Groke f setzt nach (2.48) die
Kenntnis der Korrelation der Dichteschwankung mit der Schwankung der Groéfse selbst
o' f' voraus. Wenn diese meRtechnisch zuginglich sind, kénnen mit Hilfe von (2.48)
Favre-gemittelte Grofsen experimentell bestimmt werden. Im Rahmen der vorliegen-
den Arbeit werden, auf Grund der daraus hervorgehenden Vorteile, die im folgenden
Abschnitt vorgestellten, Favre-gemittelten Bilanzgsgleichungen angewendet.

2.3.3.2 Zeitlich mittlere Bilanzgleichungen

Die Anwendung der Favre-Mittelung auf die instationdren Bilanzgleichungen (2.1),
(2.2), (2.9) und (2.17) fithrt zu den nachfolgend dargestellten Favre-gemittelten Bilanz-
gleichungen (sog. Transportdifferentialgleichungen bzw. Transportgleichungen) fiir:
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e (Gesamtmasse: 0% 0@
0 ou;)
ot - or; 0 (2:50)
e [mpuls:
O(eu;) , 9(euity) _ _Op I _a(gﬂﬁ?) + 7 (2.51)
ot ox; N Oz, oz; Ox; Y .
e Enthalpie:
@) o)) w5 ox —aw oEF)
5 + axl = Ft — a—xl + Tijl axj — axl + qRr ( . )
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In diesen treten ungeschlossene Terme auf, deren Schliefung durch entsprechende Mo-
dellierung (s. Kapitel 4) erfolgt. An dieser Stelle sei vorweggenommen, dass turbulente

Fliisse von Enthalpie (u/h”) und Spezies (17;717,;’ ) in der Regel tiber Gradiententransport-
Ansitze modelliert werden; laminare diffusive Fliisse (j, j¥) sind bei groken Reynolds-

Zahlen sehr klein im Vergleich zum turbulenten Transport der entsprechenden Grofien.
Die SchlieRung des chemischen Reaktionsquellterms (wy,) erfolgt durch ein chemisches

—_~—

Reaktionsmodell (s. Kap. 4.2). Die auftretenden Reynolds-Spannungen (u;u}) bilden
den turbulenten Spannungstensor, dessen Modellierung durch Turbulenzmodelle unter-
schiedlicher Komplexitét (s. Kap. 4.1) Rechnung getragen wird.

2.3.4 Tangentialgeschwindigkeitsverteilung und Wirbelform

In Stromungen mit iiberlagerter Rotationsbewegung erfordert die mathematische Be-
schreibung der Geschwindigkeitsverteilungen zusétzlich zu Axial- und Radialgeschwin-
digkeit auch die Betrachtung der Verteilung der Tangentialgeschwindigkeit w (r). Letz-
teres geschieht in der Regel durch Annahme idealisierter, ebener Wirbelformen.

Der Potentialwirbel ist eine Wirbelform der reibungsfreien, isoenergetischen Stro-
mung [225]. Er besitzt eine hyperbolische Tangentialgeschwindigkeitsverteilung:

(2.55)
und eine konstante Zirkulation:

l=¢u-ds=2r-w(r) r=2n-C, (2.56)
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wobei % den Geschwindigkeitsvektor und ds” das zugehdrige Weg-Vektorelement eines
beliebigen geschlossenen Kurvenzugs ¢ darstellt. Tangentialgeschwindigkeit (2.55) und
Druck (2.57) variieren im Potentialwirbel gegenlaufig (s. Abb. 2.3, r > r):

o _ 1 1
p=p1+§~wf-r%(ﬁ—ﬁ). (2.57)
1

Bei Annéherung an das singulidre Drehzentrum (r = 0) spielt fiir ein Newton’sches
Fluid die Reibung eine zunehmende Rolle; die Scherkrafte nehmen zu und verhindern
dass die Umfangsgeschwindigkeit gegen unendlich wéchst. Im sog. Wirbelkern bildet
sich folglich ein Starrkorperwirbel aus, der eine lineare Geschwindigkeitsverteilung:

w(r)=0Cy-r, (2.58)
besitzt. Seine Zirkulation berechnet sich nach ihrer Definition in (2.56) zu:
D=2r-w((r) r=21-Cy 1 (2.59)

Im Gegensatz zum Potentialwirbel variieren beim Starrkérperwirbel Tangentialgeschwin-
digkeit (2.58) und Druck (2.60) gleichsinnig (s. Abb. 2.3, r <r):

=2

0 W

p=p1+§-—§(r2—r%) : (2.60)
Ty

Er ist drehungsbehaftet (rot W = const., d. h. jedes Fluidelement bewegt sich bei einem

Umlauf um das Wirbelzentrum einmal um seine eigene Achse), aber nicht dissipativ.

Aus der Uberlagerung eines Starrkdrperwirbels im Wirbelkern (r < r;) mit einem
modifizierten Potentialwirbel (r > r;) resultiert das Modell des Rankine-Wirbels:

_ _ r\ " . n=-1 fir 0<r<r
w(r):w(rl)-(—) mit {O<n<1 fiir ! }, (2.61)

der einen unstetigen Ubergang der beiden Wirbelformen bei r = r; aufweist. Der
Exponent n dient der Anpassung des Potentialbereichs des Rankine-Wirbelmodells an
verschiedene Stromungsformen. Im Fall eingeschlossener, isothermer Drehstrémungen
bestimmen DOBBELING [40] und HOLZAPFEL |75 Werte von 0,2 < n < 0, 8. Bei nicht
eingeschlossenen Drallstromungen treten nach SCHMITTEL [174] Werte bis n = 16 auf.

Eine dem Rankine-Wirbel analoge Uberlagerung mit stetigem Ubergang ist mit dem
Modell des Burgers-Wirbels [30] gegeben:

C
w(r) = 2L (1 _ 6—02"‘2) , (2.62)
r
der fiir r — 0 asymptotisch in den den Starrkérperwirbel iibergeht, fiir » > 0 in den
Potentialwirbel.

Die sich ausbildende Wirbelform hangt von der Art der Erzeugung des rotationsbehaf-
teten Stromungsfeldes ab. Eine ausfiihrliche Darstellung verschiedener Drallerzeuger
und der aus diesen resultierenden Wirbelformen ist in den Arbeiten von MUNDUS &
KREMER [131] sowie von SCHMID [171] gegeben.
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2.3.5 Charakterisierung der Starke des Dralls durch die Drall-
zahl

Dimensionslose Kriterien zur quantitativen Charakterisierung der Intensitit der Ver-
drallung einer Strémung (Rosbyzahl [171], Drallwinkel [20]|, Energiestromverhéltnisse
[205]) weisen meist den Nachteil auf, dass sie bestimmte Wirbelformen voraussetzen
oder entlang des Strahlwegs nicht konstant sind. Fiir die technische Anwendung von
Drallstromungen wird meist ein dimensionsloser Parameter, die Drallzahl S (2.63),
verwendet. Darin wird der vorhandene Drehimpulsstrom (2.64) auf den Axialimpuls-
strom /Strahlschub (2.65) und eine charakteristische Lénge Ry bezogen:

D
S = - , mit (2.63)
IRy
D= 27T/ 0 (ww +ww') -r* - dr und (2.64)
0
I':27r/ [@-<ﬂ2+m>+(p—poo)]~r-dr. (2.65)
0

Fiir Drallfreistrahlen ist die Drallzahl nach (2.63) eine Erhaltungsgrofse und kann auch
in zylindrischen Rohren unter Vernachlassigung der Wandreibung als solche betrach-
tet werden [67, 144]. Zur konkreten Berechnung der Drallzahl miissen genaue radiale
Verldufe von Druck und Geschwindigkeiten bekannt sein. Daher wird in der Praxis auf
eine vereinfachte Definition der Drallzahl (2.66) unter Annahme einer Kolbenstromung
(VO: Volumenstrom, Ag: Austrittsquerschnitt) zurtickgegriffen:
N
,mit I =70- A (2.66)

So = =

"L R
Die Berechnung des Drehimpulsstroms anhand der Geometrie des Drallerzeugers liefert
schliefslich, wiederum unter Annahme von Kolbenstromungsprofilen, die theoretische
Drallzahl Sy 41, die nur noch von den geometrischen Daten des Drallerzeugers abhéngt:

D
Sotn = ——

, 2.67
R (2.67)

Eine Herleitung fiir verschiedene Drallerzeugertypen kann bei LEUCKEL [98] nach-
gelesen werden. Insbesondere bei Stromungen mit iiberlagerter Verbrennung ist mit
erheblichen Abweichungen zwischen S und Sy, und folglich mit Fehlinterpretationen
zu rechnen, vor allem da bei der Berechnung von Sy, der statische Druck nicht be-
riicksichtigt wird.

2.3.6 Vortex Breakdown

Ein in verdrallten Stromungen héaufig beobachtetes Phanomen ist der sog. Vortex
Breakdown (inneres Wirbelaufplatzen). Dieser tritt oberhalb einer kritischen Drallzahl
Skrir auf, deren Wert in der Literatur mit 0,4 < S+ < 1,0 angegeben wird. Sy,.;; hdngt
sowohl vom Typ des Drallerzeugers sowie von den geometrischen Randbedingungen ab.
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Abbildung 2.2: Axialgeschwindigkeitsverteilung des Drallfreistrahls bei zunehmender
Drallstérke (nach MAIER [114])

In Abb. 2.2 ist der Vorgang des Vortex Breakdown anhand der Axialgeschwindigkeits-
verteilung eines Drallfreistrahls fiir steigende Drallzahlen illustriert. Die Untersuchung
des Phinomens Vortex Breakdown beschéftigt viele Autoren seit der Mitte des 20.
Jahrhunderts. Mit experimentellen Methoden konnte SARPKAYA [165] drei Erschei-
nungsformen des Vortex Breakdown identifizieren, FALER & LEIBOVICH [46] derer
sechs. Neben einer rotationssymmetrischen/blasenférmigen Erscheinungsform treten
spiralformige Erscheinungsformen und eine Doppelhelix, mitunter auch nacheinander
oder in variierender Reihenfolge auf. Zur Erklarung des Vortex Breakdown existieren
verschiedene theoretische Ansétze, die nach HALL [61] in drei Kategorien eingeteilt
werden konnen. Diese beruhen auf 1.) der Ablésung einer inneren Grenzschicht, 2.) ei-
ner hydrodynamischen Instabilitét und 3.) der Existenz eines kritischen Zustandes. Da
eine dem Umfang der bislang veroffentlichten Erkenntnisse zum Vortex Breakdown an-
gemessene Diskussion den Rahmen der vorliegenden Arbeit sprengen wiirde, sei sowohl
auf die Ubersichten von HALL [61], LEIBOVICH [96], DELERY [41] und LUCCA-NEGRO
& O’DOHERTY [110], als auch auf die in diesen Ubersichten referenzierte Literatur
verwiesen und an dieser Stelle ein einfaches Modell zur Veranschaulichung des Vortex
Breakdown vorgestellt, das aus einer Kriftebilanz senkrecht zum Stromfaden resultiert.
Letztere ergibt fiir eine rotationssymmetrische, reibungsfreie, ebene Wirbelbewegung
ein Gleichgewicht zwischen Druck- und Zentrifugalkraft:

19
= (2.68)

Fiir den idealisierten Rankine-Wirbel (2.61) zeigt sich dabei, dass der resultierende
Druckverlauf nur vom Maximum der Tangentialgeschwindigkeit abhéngt, wie in Abb.
2.3 dargestellt ist. Eine durch die Form oder das Fehlen (Freistrahl) der Stromungs-
fithrung hervorgerufene Divergenz der Drallstromung fiihrt zu einer Verlagerung des
Maximums der Tangentialgeschwindigkeit zu grofseren Radien. Auf Grund der Erhal-
tung des Drehimpulses nimmt die maximale Tangentialgeschwindigkeit ab und damit
der Druck auf der Rotationsachse zu. In axialer Richtung bildet sich ein positiver
Druckgradient aus. Ab einer kritischen Drallstéarke kann dieser positive, axiale Druck-
gradient den Axialimpuls der Stromung iiberwinden und somit eine Zone negativer
Axialgeschwindigkeiten, die zentrale Rezirkulationszone, erzeugen.
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Abbildung 2.3: Wirbelform und Vortex Breakdown

2.3.7 Wechselwirkungen zwischen Rotation und Turbulenz

Die wechselseitige Beeinflussung von Rotation und Turbulenz resultiert in unterschied-
lichsten, zum Teil bisher nur phdnomenologisch erklarbaren Erscheinungsformen, zu
denen nicht zuletzt der im vorangehenden Abschnitt diskutierte Vortex Breakdown zu
ziahlen ist. Eine recht anschauliche Darstellung, inwiefern sich Rotation auf Turbulenz
auswirken kann, ist anhand des Stabilitdtskriteriums nach Lord Rayleigh (s. u.) ge-
geben, mit dessen Hilfe die Ddmpfung bzw. Verstéarkung turbulenter Schwankungen
in Drehstromungen abgeschitzt werden kann. Die Schwingungsneigung von Drallstro-
mungen ist durchaus plausibel, handelt es sich dabei doch um hyperbolische Systeme,
in welchen die zur Entstehung von Schwingungen nétige Riickstellkraft durch die im
Zentrifugalfeld auftretende Corioliskraft gegeben ist [111].

In der Literatur findet sich eine Vielzahl an Theorien [10, 78, 118, 128, 196, 201, 202]
die eine Erklarung der Dynamik der Wechselwirkung von Rotation und Turbulenz
anstreben. Eine geschlossene Theorie hierzu existiert bislang nicht, jedoch bestétigen
etliche Untersuchungen, dass die Turbulenzdynamik mit zunehmendem Rotationsein-
fluss tendenziell zweidimensionalen Charakter annimmt |77, 80|. Zur Erlduterung dieser
Tendenz wird das Prinzip des zweidimensionalen Zwangs, fiir den Grenzfall sehr starker
Verdrallung, vorgestellt (s.u.). Basierend auf Arbeiten von JACQUIN et al. [80] unter-
scheidet HIRSCH [69] lineare und nicht-lineare Wechselwirkungen zwischen Rotation
und Turbulenz. Hierbei beschreiben nicht-lineare Wechselwirkungen die Beeinflussung
der Struktur der Turbulenzkaskade und des turbulenten Dissipationsprozesses durch
ein auf die Turbulenzwirbel wirkendes, durch die Rotationsbewegung erzeugtes Krei-
selmoment. Lineare Wechselwirkungen betreffen die direkte Kopplung mit dem mittle-
ren Stromungsfeld durch die zur Drallstarke proportionale und durch die Corioliskraft
bedingte Lageéinderung des turbulenten Spannungstensors relativ zum Koordinaten-
system.

Die Untersuchung der Wechselwirkungen von Rotation und Turbulenz fordert schlief-
lich die Beriicksichtigung der in turbulenten Drallstromungen haufig auftretenden insta-
tionéren, periodischen, dreidimensionalen Erscheinungsformen (s.u.). Diese hydrody-
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namischen Instabilitdten unterschiedlich starker Intensitéat sind der ungestorten, axial-
symmetrischen Strémung tiberlagert, wegen ihrer Periodizitét aber nicht der Turbulenz
zuzurechnen. Sie fithren somit, speziell bei der Bestimmung turbulenter Schwankungs-
geschwindigkeiten und deren Korrelationen, zu Messfehlern |74].

Das Rayleigh-Kriterium: Ein Fluidelement, das sich auf einer Umlaufbahn mit
konstantem Radius befindet, steht im Gleichgewicht zwischen Zentrifugal- und Zen-
tripetalkraft, wobei letztere durch den radialen Druckgradienten hervorgerufen wird.
Erfihrt dieses Fluidelement durch eine Schwankungsbewegung eine reibungsfreie, ra-
diale Auslenkung, so gelangt es unter Beibehaltung seines spezifischen Drehimpulses
(I'/2m =w (r) - r) und seiner Dichte an einen Ort, an dem es im Ungleichgewicht zur
lokalen Zentripetalkraft seiner neuen Umgebung steht. Die resultierende Kraft wirkt
entweder riickstellend auf das Fluidelement oder fithrt zu dessen weiterer Auslenkung.
Die Richtung dieser Resultierenden verkniipfte Lord Rayleigh mit dem lokalen Drehim-
pulsgradienten und leitete daraus ein Kriterium fiir die Stabilitdt einer Drehstromung
mit der Tangentialgeschwindigkeitsverteilung w (r) ab [155]:

(0-T?) >0 stabil
(0-T?) =0 indifferent
(0-T?) <0 instabil.

Yo o Flo

Demnach sind isotherme, inkompressible Stréomungen stabil, wenn sie einen positiven
Zirkulationsgradienten aufweisen, instabil bei einem negativen Zirkulationsgradienten
und indifferent gegeniiber radialen Auslenkungen bei zirkulationsfreier Stromung. Ab-
bildung 2.4 illustriert das aus dem Rayleigh-Kriterium resultierende eigendampfen-
de bzw. selbstverstiarkende Verhalten turbulenter, rotationsbehafteter Stromungen fiir
statistische Auslenkungen der Fluidelemente im Wirbel. Ein dem Rayleigh-Kriterium
identisches Stabilitdtskriterium, das die Induktion von Tréagheitswellen durch die Corio-

liskraft in rotierenden Stromungen beschreibt, liefert die Betrachtungsweise SCHMIDs
[171].

Abbildung 2.4: Rayleigh-Kriterium
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Zweidimensionaler Zwang: Anhand der Formulierung der reibungsfreien, statio-
naren Navier Stokes’schen Gleichungen im mitrotierenden Koordinatensystem konnte
PROUDMAN [153] fiir den Grenzfall sehr starker Verdrallung ein Verschwinden der
axialen Gradienten der Geschwindigkeitskomponenten ableiten. Einen experimentellen
Nachweis des Taylor-Proudman-Theorems, das die Konstanz der Geschwindigkeitsver-
teilung entlang der Drehachse beschreibt, erbrachte TAYLOR [196] durch Untersuchung
der Umstromung eines zylindrischen Gegenstandes in einem rotierenden Wasserbad.
Hierbei stellte er fest, dass sich die Umstromung des eingebrachten, zylindrischen Ge-
genstandes nicht nur auf dessen Lénge beschriankt, sondern in axialer Richtung iiber die
gesamte Lange des Stromungssystems in einer sog. Taylor-Proudman Saule erstreckt;
die Stromung wird zweidimensional. Im Falle rotationssymmetrischer Stromungen, d.h.
Rotationsachse und Achse des eingebrachten Gegenstandes fallen zusammen, hingt das
Stromungsfeld lediglich von der radialen Koordinate ab; es ist damit eindimensional.

In technisch relevanten Drallstromungen ist der Grad der Verdrallung meist zu gering,
um die vollstdndige Ausbildung des zweidimensionalen Zwanges zu bewirken. Dennoch
kann schon bei geringer Verdrallung eine mit zunehmender Drallzahl steigende Abhén-
gigkeit des Stromungsfeldes von der Geometrie des Auslasses vorliegen, die sich z.B. in
einer Prékontraktion der Stromlinien vor einem Durchmessersprung dufsert |69, 76].

Instationare, periodische, dreidimensionale Effekte: Zahlreiche Untersuchun-
gen [6, 34, 55, 56, 191, 192, 194| befassen sich mit in Drallstromungen auftretenden in-
stationédren, meist periodischen Effekten, die ein nicht-axialsymmetrisches Stromungs-
feld bedingen und sowohl in Stromungen mit und ohne Vortex Breakdown beobachtet
werden. Die Periodizitat dieser Effekte dufsert sich in einer prézedierenden Bewegung
der Wirbelachse um die Symmetrieachse des Systems mit unterschiedlichen Vorzugs-
frequenzen. Zusammenfassend werden Effekte dieser Art als Precessing Vortex Core
(PVC) bezeichnet. Die beobachteten Vorzugsfrequenzen liegen im Bereich 10Hz bis
200Hz und héngen von Reynolds-, Drall-, Strouhalzahl sowie der Auslassgeometrie des
Systems ab.

2.4 Verbrennung in turbulenten, verdrallten Stromun-
gen

Die Uberlagerung turbulenter, verdrallter Strémungen (s. Kap. 2.3) mit Verbrennungs-
vorgingen basiert auf der komplexen Interaktion turbulenter Mischungs- und Trans-
portprozesse mit den chemischen Reaktionen der Verbrennung. Zur Diskussion die-
ser Interaktion werden in diesem Unterkapitel, nach einer einfiihrenden Kategorisie-
rung allgemeiner Verbrennungsvorginge und der Beschreibung laminarer Flammen,
die turbulenzbedingten Reaktionsstrukturen anhand charakteristischer Skalen klassifi-
ziert, bevor schlieklich einige wesentliche Merkmale der wechselseitigen Beeinflussung
von Verbrennung und mittlerer Strémung, Turbulenz sowie instationdren, periodischen
Effekten behandelt werden.
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2.4.1 Kategorisierung allgemeiner Verbrennungsvorginge

Der Verbrennungsvorgang, der - chemisch betrachtet - eine Oxidationsreaktion ist und
- energetisch betrachtet - eine Energieumwandlung darstellt, setzt die Mischung der
Edukte der chemischen Elementarreaktionen auf molekularer Ebene voraus. Die che-
mische Reaktion kann dann durch molekulare Stofsvorgénge initiiert werden, wenn eine
ausreichend hohe Temperatur, d.h. eine geniigend hohe Bewegungsenergie der Stofspart-
ner gewahrleistet ist. Die technische Anwendungsbreite von Verbrennungsvorgingen
resultiert in einer Vielzahl von Flammentypen, die nach verschiedenen Kriterien ka-
tegorisiert werden konnen. Abbildung 2.5 zeigt die Einteilung verschiedener Flammen
nach: Ort der Mischung, Stromungszustand, zeitlicher Abhéngigkeit, Stabilisierung,
Randbedingungen und Brennstoffart. In der Literatur hingegen ist eine Einteilung nach
Mischung (vorgemischt - nicht-vorgemischt) und Strémungszustand (laminar - turbu-
lent) am weitesten verbreitet und bietet sich zur Gliederung nachfolgender Darstellung
allgemeiner Verbrennungsvorgidnge an, zu deren ausfiihrlichen Diskussion auf die Ar-
beiten von LIBBY & WILLIAMS [106], POINSOT & VEYNANTE [147|, TURNS [203],
WARNATZ, MAAS & DIBBLE [211] und WILLIAMS [221] verwiesen sei.

2.4.2 Struktur und Eigenschaften laminarer Flammen
2.4.2.1 Laminare, vorgemischte Flamme

Die laminare, vorgemischte Flamme ist durch die selbst-induzierte Ausbreitung einer
Flammenfront in einem homogenen Gemisch aus Brennstoff und Oxidator gekennzeich-
net. Die Ausbreitungsgeschwindigkeit dieser Flammenfront, die sog. laminare Flam-
mengeschwindigkeit ug, ,, ist im Fall einer adiabaten, planaren Flammenfront eine
Funktion von Gemischzusammensetzung, Druck und Vorwédrmtemperatur [211].

Flammenstruktur: FEine anschauliche Zusammenfassung der wesentlichen Theori-
en zur Abschétzung der Flammengeschwindigkeit, zur Beschreibung der Struktur einer
planaren Flammenfront laminarer, vorgemischter Flammen, sowie die Diskussion ihrer
Dynamik und der Effekte von Flammenfrontkriimmung und -streckung ist in der Arbeit
von HOFFMANN [71] am Beispiel der adiabaten Methan/Luft-Verbrennung gegeben.
Demnach lasst sich die Struktur der laminaren, vorgemischten Flamme, dargestellt in
Abb. 2.6, in drei Zonen (Vorwéarmzone, Reaktionszone und Ausbrandzone) unterteilen.
In der Vorwarmzone, in der in erster Naherung keine Warmefreisetzung erfolgt, wer-
den die Edukte der Vorwarmtemperatur 7, auf die Ziindtemperatur 7; aufgeheizt. Die
Dicke der Vorwéarmzone ist von den molekularen Warme- und Stofftransportprozessen
bestimmt, da hier ein Gleichgewicht zwischen Konvektion und Konduktion bzw. Dif-
fusion herrscht. Die Dicke der Reaktionszone, in der die eigentliche Warmefreisetzung
durch Abbau des Brennstoffes erfolgt, ist deutlich geringer als die der Vorwérmzone.
Die freigesetzte Reaktionswiarme und der konduktiv transportierte Energiestrom domi-
nieren in diesem Bereich gegeniiber dem konvektiven Energietransport. In der sich an
die Reaktionszone anschlieffenden Ausbrandzone, an deren Ende sich die Verbrennungs-
gase bei adiabater Verbrennungstemperatur 7; im thermodynamischen Gleichgewicht
befinden, werden die stabilen, wiahrend des Brennstoffabbaus gebildeten Zwischenpro-
dukte Hy und CO schlieflich zu den Verbrennungsprodukten CO5 und H,O oxidiert.
Die Aufrechterhaltung der Verbrennungsreaktion ist bestimmt durch die Freisetzung
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Einteilungskriterien

1. Ort der Mischung 2. Stromungszustand
- Diffusionsflamme: - laminar:
Reaktion und Mischung finden parallel statt geordnete, geschichtete Strémung
- Vormischflamme: - turbulent:
Brennstoff & Oxidator sind vorgemischt stochastisch fluktuierende Strémung

3. Zeitliche Abhangigkeit

- quasistationér (im zeitlichen Mittel stationar): - keine
Position der Flamme variiert nur stochastisch - aerodynamisch (Verdrallung)
- instationér: - nicht aerodynamisch
Flammenfront schreitet fort oder pulsiert Halteflamme oder Staukérper

1. Ort der Mischung

Vormischflammen Diffusionsflammen

Y 11y

1 1 | L]

Diisenflamme Rohrflamme |Deflagration in einer Bombe Staubflamme schwingende Flamme

keine

il

pulsierende Flamme s 5
Matrixbrenner-Flamme (Temperaturfeld) Staukorperflammen Getn‘eidé%*t—‘e'n‘ti-b-Deﬂagration
T i

nicht aerodyna-
misch o. keine

2. Stromungszustand
turbulent

- pulsierende Flamme pulsierende.
Erdgasflamme (LIF- Aufn. Reaktionszone) Typ-Il Erdgas Flamme Airblalamme

quasistationar instationar quasistationar instationar

aerodynamisch
(Drall)

—

3. Zeitliche Abhangigkeit

Abbildung 2.5: Kategorisierung allgemeiner Verbrennungsvorgénge (nach HETTEL et
al. [66])
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Abbildung 2.6: Struktur einer adiabaten, mageren CH,/Luft-Flamme unter Standard-
bedingungen: Profile von Temperatur, stabilen Zwischen- und Endprodukten sowie Ver-
gleich konvektiver, diffusiver und chemischer Beitrége zur Energiebilanz (nach HOFF-
MANN [71])

von Energie und chemischen Radikalen in der Reaktionszone und deren Transport in
die Vorwarmzone zur Aufheizung des Frischgemischs auf Ziindtemperatur und zur In-
itiierung von Kettenfortpflanzungsreaktionen. |71]

Charakteristische Grofien: Neben der laminaren Flammengeschwindigkeit der un-
gestreckten Flamme uj,, ,, (typische Werte: ug,; , &~ 0,1 bis 1,0m/s), die mit steigender
Vorwarmtemperatur stark zunimmt, eine schwache, inverse Abhéngigkeit vom Druck
zeigt und ihr Maximum in leicht brennstoffreichen Mischungen erreicht, wird als weitere
charakteristische Grofse der laminaren, vorgemischten Flammenfront die Ausdehnung
der gesamten Flammenfront [p;, (typische Werte: Ig;, ~ 0,1 bis 1,0mm) mittels des
Temperaturgradienten am Ort der Ziindtemperatur T; definiert:

-7,
lpio = W ; (2.69)



24 2 PHYSIKALISCHE UND MATHEMATISCHE BESCHREIBUNG TURBULENTER DRALLFLAMMEN

Diese kann nach BLINT [17] {iber das Verhéltnis aus Temperaturleitfahigkeit a =
A/ (0 ¢y) und laminarer Flammengeschwindigkeit abgeschétzt werden:

A 1
lpiy = ( ) . (2.70)

: [¢]
Q- Cp Upiw

Des Weiteren wird die Dicke der Reaktionszone ls verwendet, die {iber den von Druck
und Vorwéarmtemperatur abhéngigen Expansionsfaktor der Reaktionszone § (6 =~ 0,1
fir CH,/Luft-Flammen bei Standardbedingungen) mit der Flammenfrontdicke I, in
Beziehung gesetzt werden kann:

ls=10lpy. (2.71)

Das Zeitmak der Warmefreisetzung fiir die laminare, vorgemischte Flamme:

lpie
Thlv = —l:’l’ (2.72)

Filv

kann als Quotient aus Flammendicke und laminarer Flammengeschwindigkeit definiert
werden. [71]

Flammenfrontkriimmung und -streckung: Abweichend vom Idealfall der eindi-
mensionalen, laminaren Flammenfront ist diese in der Realitdt Streckungs- und Kriim-
mungseffekten unterworfen, die unter dem Begriff “Stretch” zusammengefasst werden.
Die rdumliche Lage der dreidimensional zu betrachtenden Flammenfront (s. Abb. 2.7)
kann durch die Reaktionsfortschrittsvariable ¢, die im Unverbrannten den Wert 0 und
im Verbrannten den Wert 1 besitzt, definiert werden. Hierbei ist eine Flammenfront-
oberflidche eine beliebige Isofliche, auf der die Reaktionsfortschrittsvariable den Wert
¢ = ¢* annimmt. Im lokalen, flammenfrontbezogenen Koordinatensystem e = (e, ey, e;)
lasst sich der Einheitsvektor eines betrachteten Flammenfrontoberflichenelements als
Gradient der Reaktionsfortschrittsvariablen ausdriicken: n = —Ve¢/ |Ve| und zeigt in
Richtung des unverbrannten Gemisches. Die Absolutgeschwindigkeit des Flammen-
frontoberflichenelements w ergibt sich als Summe aus Stromungsgeschwindigkeit w
und Ausbreitungsgeschwindigkeit der gekriimmten Isofliche up;,: w = w4+ 1 - up,.

Abbildung 2.7: Dreidimensionales, gekriimmtes Flammenfrontoberflaichenelement
(nach HOFFMANN [71])
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Unter der Annahme paralleler Isoflichen der Dichte und Konzentrationen sowie einer
sehr diinnen Flammenfront kénnen instationire Anderungen der Flammenfrontdicke
durch unterschiedliche Ausbreitungsgeschwindigkeiten der Flammenfrontflachen bzw.
Dichtednderungen entlang der betrachteten Isofliche vernachléssigt werden. Somit ist
die durch Inhomogenitéten des Stromungsfeldes bedingte, relative Anderung des Flam-
menfrontoberflichenelementes dA mittels der Stretchrate K zu beschreiben:

1dA
= —— 2.73
die wiederum, mit Hilfe der in Abb. 2.7 getroffenen Definitionen formuliert werden

kann:
K=-nn:Vu+V- -u+up,V- n. (2.74)

Demnach setzt sich die Stretchrate aus drei Anteilen zusammen: Der erste Term auf
der rechten Seite in (2.74), der Streckungseinfliisse auf Grund von Strémungsinhomoge-
nitdten entlang der Oberfliche des Flammenfrontelementes beschreibt, wird mit dem
zweiten Term, der die Wirkung einer Flammenfrontbewegung z.B. infolge einer Ex-
pansionsstromung der verbrannten Gase beriicksichtigt, in der sog. Streckungsrate Kg
(“strain rate”) zusammengefasst. Der Stretchanteil durch Flammenfrontkriimmung Ko
(“lame curvature”) wird mit dem dritten Term erfasst [32].

Erstmals eingefiihrt wurde die Stretchrate K von KARLOVITZ et al. [84]. Die nach ihm
benannte, dimensionslose Karlovitz-Zahl:

Ka=K - 7p,, (2.75)

ist das Verhéltnis aus dem Zeitmafs der Warmefreisetzung der Vormischflamme (2.72)
und dem Zeitmak der Stretchrate (2.73). Sie beschreibt den Einfluss der Stretchrate
auf die Struktur der Flammenfront und kann daher als Mafs der Stromfadenaufweitung
innerhalb der Flammenfront betrachtet werden.

Strecht-Effekte kénnen die molekular-diffusiven Transportvorgédnge von Warme und
Spezies, die eine laminare Flammenfront bestimmen, lokal erheblich beeinflussen und
damit die Flammentemperatur, die lokale Struktur der Reaktionszone sowie die lamina-
re Flammengeschwindigkeit der gestreckten Flamme up;, gegeniiber dem ungestreck-
ten Fall verdndern. Ist die Flammenfront z.B. in Richtung des unverbrannten Gases
konvex gekriimmt (positive Kriimmung), so tritt eine Warmedefokussierung aus der
Reaktionszone in die Vorwdrmzone (d.h. eine Verteilung der Wérme auf eine grofkere
Fldche) auf, die eine Verringerung der laminaren Flammengeschwindigkeit im gesam-
ten Stochiometriebereich bedingt. Demgegeniiber fiihrt eine Stofffokusierung aus der
Vorwérmzone in die Reaktionszone zu einer Anderung der Flammengeschwindigkeit
durch eine Verschiebung der Stochiometrie, abhéngig davon, ob die schneller diffun-
dierende Komponente des Brennstoff/Oxidator-Gemisches im Unter- oder Uberschuss
vorliegt [27]. In Gemischen, in denen Wérme- und Stofftransport gleich schnell verlau-
fen (Ley = a/Dy = 1), hingt die Flammengeschwindigkeit allein von der Kriimmung
der Flammenfront und damit der Karlovitz-Zahl Ka ab |71]. Unterscheiden sich jedoch
die Geschwindigkeiten dieser Transportprozesse, muss die Uberlagerung von Wirme-
und Stofftransport, die sog. bevorzugte Diffusion, erfasst werden. Ublicherweise erfolgt
dies iiber die mit der Flammenfrontdicke /f;, entdimensionierte Markstein-Lénge Ly,
[37], die sog. Markstein-Zahl Ma = Ly;/lg,;,, zu deren experimenteller Bestimmung
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z.B. BRUTSCHER [27] eine Ubersicht gibt. Demnach lisst sich schlieflich das Verhiilt-
nis der laminaren Flammengeschwindigkeiten mit und ohne Stretch-Einfluss mittels
Karlovitz- und Marksteinzahl abschéatzen:

uO
LY — 14 Ma-Ka . (2.76)
UF v

2.4.2.2 Laminare, nicht-vorgemischte Flamme (Diffusionsflamme)

Im Gegensatz zu laminaren, vorgemischten Flammen werden bei laminaren, nicht-
vorgemischten Flammen Brennstoff und Oxidator erst im Brennraum durch Konvek-
tion zusammengefithrt und anschliefend durch Diffusion bis zu der fiir die chemischen
Verbrennungsreaktionen nétigen molekularen Mischung der Edukte vermischt. Sie be-
wegen sich daher nicht durch einen selbst-induzierten Flammenfortpflanzungsmecha-
nismus fort. Thre Flammengeschwindigkeit und Flammendicke héangt auch von lokalen
Stromungsgrofen ab. [147]

Flammenstruktur bei irreversibler, unendlich schneller Chemie: In vielen
technischen Verbrennungsprozessen sind die charakteristischen Zeitmafse der Konvek-
tion und Diffusion meist von gleicher Grofsenordnung, jedoch viel grofer als das cha-
rakteristische Zeitmafs der Warmefreisetzung. Im Grenzfall “unendlich schneller Che-
mie” (lokales chemisches Gleichgewicht) ist die Mischung der langsamste und damit
geschwindigkeitsbestimmende Schritt. Die Annahme unendlich schneller Chemie dient
seit Einfithrung des Flammenflaichenmodells von BURKE & SCHUMANN [31] (1928)
der Vorhersage globaler Eigenschaften nicht-vorgemischter Flammen (z.B. Flammen-
lange), ohne dabei die Einzelheiten der chemischen Kinetik berticksichtigen zu miis-
sen. Ausgehend von der Annahme, dass die chemische Reaktion irreversibel und in
einer singuldren Fldache bei stochiometrischer Mischung stattfindet, erlaubt das Flam-
menflaichenmodell die Darstellung aller skalaren Grofen (Temperatur, Speziesmas-
senbriiche und Dichte) einzig als Funktion des Mischungsbruchs, welcher nach Ab-
schnitt 2.1.5 eine normierte Form des Elementmassenbruchs und damit unabhingig
von chemischen Reaktionen (“conserved scalar”) ist. Eine Darstellung im Mischungs-
bruchraum erhalt man durch Transformation der raumlichen Koordinaten z; in den
Mischungsbruchraum f, wobei die skalaren Grofen dem lokalen Wert des Mischungs-
bruchs zugeordnet werden [140]. Abb. 2.8 (unteres Teilbild) zeigt das Schema einer
laminaren Gegenstrom-Diffusionsflamme, die eine rdumlich eindimensionale Betrach-
tung des laminaren, nicht-vorgemischten Verbrennungsprozesses erlaubt [203, 211|. Bei
gleichen Impulsstromen liegt die Stagnationsebene der Strémung in der Mitte zwi-
schen Brennstoff- und Oxidator-Diise, wahrend sich die Flamme an der Stelle nahe der
stochiometrischen Zusammensetzung f,; lokalisiert. Zum Vergleich sind im mittleren
Teilbild die Mischungslinien im nicht-reaktiven Fall dargestellt, im oberen Teilbild hin-
gegen, schematische Verlaufe der Speziesmassenbriiche Y, und der Temperatur 7" im
Mischungsbruchraum als Burke-Schumann-Lésung der laminaren nicht-vorgemischten
Flamme. Die Annahme irreversibler, unendlich schneller Chemie fiihrt zu einem linea-
ren Verlauf der Massenbriiche und der Temperatur.

Erfassung der Einfliisse reversibler, endlich schneller Chemie: Die Einfliisse
reversibler, endlich schneller chemischer Reaktionskinetik wirken sich insbesondere in
der diinnen Reaktionszone nahe der Flache stéchiometrischer Mischung und den diese
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Abbildung 2.8: Struktur der laminaren, nicht-vorgemischten, eindimensionalen Flamme
im Mischungsbruchraum; isotherme Mischungslinien und experimentelle Anordnung
der Gegenstrom-Diffusionsflamme

umgebenden, chemisch inerten Diffusionszonen aus. Sie miissen bei der Betrachtung
von Ziind- und Verloschprozessen in Stabilisierungszonen nicht-vorgemischter Flam-
men berticksichtigt werden. Ihre Erfassung erfolgt hdufig unter Anwendung des sog.
Flamelet3-Ansatzes [25, 140, 221|. Hierbei werden die Erhaltunsgleichungen der Spe-
ziesmassen und der Energie in die Fliache stochiometrischer Mischung projiziert und
die dazu senkrecht stehende Koordinate durch den Mischungsbruch f ersetzt. Die re-
sultierenden Flamelet-Gleichungen fiir skalare Grofen ¢y:

L
ot T Ley 2 92

beschreiben die reaktiv-diffusive Struktur der Umgebung der Reaktionszone, deren La-
ge aus der Bedingung f = f, und damit aus der Losung der Bilanzgleichung des

+ i, (2.77)

3Flamelets sind diinne, reaktiv-diffusive Schichten in einem ansonsten nicht-reagierenden Stré-
mungsfeld [220].
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Abbildung 2.9: Warmefreisetzung einer laminaren, nicht-vorgemischten Flamme in Ab-
héngigkeit von der skalaren Dissipationsrate

Mischungsbruchs (2.24) hervorgeht.

Als zentraler Parameter tritt in den Flamelet-Gleichungen (2.77) die skalare Dissipati-

onsrate auf:
2

af

=2D
X k o,

(2.78)

Diese beschreibt die Dissipation der Fluktuation von Skalaren analog zur Dissipation
von Geschwindigkeitsfluktuationen durch viskose Reibung [211], kann also als Diffusi-
vitdt im Mischungsbruchraum betrachtet werden (in (2.78) wird der Diffusionskoeffi-
zient Dy mit dem Quadrat des Mischungsbruchgradienten 0 f/0x; multipliziert). Sie
repriasentiert die Auswirkungen des Stromungs- und Mischungsfeldes auf den Energie-
haushalt der Reaktionszone, da sie sowohl konvektiven als auch diffusiven Transport
implizit enthélt. Als Funktion des Mischungsbruchs kann die skalare Dissipationsra-
te x (f) durch ihren Wert bei stéchiometrischer Zusammensetzung s parametrisiert
werden. Der Kehrwert der skalaren Dissipationsrate ist als inverses charakteristisches
Transportzeitmafs 7, ~ Xs zu interpretieren. Mit einem gegebenen, in erster Nihe-
rung als konstant angenommenen, charakteristischen Zeitmafs der Wérmefreisetzung
7. kann eine Damkohler-Zahl Da = (1,/7.) = (7.- xs) ' gebildet werden, als deren
Funktion in Abb. 2.9 die Maximaltemperatur als Maf der Warmefreisetzung einer la-
minaren, nicht-vorgemischten Flamme dargestellt ist. Der untere Ast der S-formigen
Kurve in Abb. 2.9 beschreibt das Ziindverhalten der Flamme. Fiir kleine Damkohler-
Zahlen wird die lokale Radikalbildung durch die schnellere Diffusion kompensiert. Mit
zunehmender Damkdohler-Zahl (abnehmender skalarer Dissipationsrate) werden Diffu-
sionsprozesse immer langsamer, bis schlieflich fiir Da > Day bzw. xo < xz Selbst-
ziindung eintritt, die einer instationdren Zustandséinderung von Punkt Z auf den obe-
ren Kurvenzug entspricht. Ausgehend von Zustdnden schneller Chemie auf dem obe-
ren Kurvenzweig (groke Damkohler-Zahlen), bedeuten abnehmende Damkohler-Zahlen
(steigende skalare Dissipationsraten) eine Zunahme der Warmeabfuhr iiber die Diffu-
sionszonen. Kann die Warmefreisetzung diese Warmeabfuhr nicht mehr kompensieren,
d.h. Da < Day bzw. x5t > xv (Xv = Xst,v), so tritt im Punkt V' Verléschen ein. Nach
PETERS [140] ist dieses Gleichgewicht zwischen Warmefreisetzung durch chemische
Reaktionen und Warmeabfuhr in Richtung beider Diffusionszonen in einer laminaren,
nicht-vorgemischten Flamme bei Verloschbedingungen als Analogon zum Gleichgewicht
zwischen Warmefreisetzung und Warmeabfuhr in die Vorwérmzone bei laminaren Vor-
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Abbildung  2.10:  Struktur der nicht-vorgemischten, gestreckten, laminaren
Methan /Luft-Flamme (nach PETERS [141])

mischflammen zu verstehen.[138, 140]

Als Losung der Flamelet-Gleichungen (2.77) unter Verwendung eines 4-Schritt Reak-
tionsmechanismus zeigt Abb. 2.10 die Struktur einer Methan/Luft-Flamme bei un-
terschiedlichen skalaren Dissipationsraten Y, bzw. Streckungsraten Kg anhand des
Verlaufes von Temperatur und Speziesmassenbriichen im Mischungsbruchraum [141].
Hierbei entsprechen Kg = 400/s bzw. x = 16/s einem Zustand nahe der Verlosch-
grenze. Mit zunehmender Streckungsrate bzw. skalarer Dissipationsrate, also einer ver-
starkten Diffusion im Mischungsbruchraum, fiihrt eine erhohte Wérmeleitung aus der
Reaktionszone in die umliegenden brennstoffreichen und brennstoffarmen Zonen zu ei-
ner Abnahme der Temperatur. Die chemischen Reaktionen erreichen nicht mehr die
Gleichgewichtslage. Die Reaktionszone, erkennbar an der Lage des Temperaturmaxi-
mums, verschiebt sich in Richtung grofseren Mischungsbruchs.

Charakteristische Grofsen: Im Gegensatz zu laminaren Vormischflammen, die sich
auf Grund eines selbst-induzierten Flammenfortpflanzungsmechanismus fortbewegen
(laminare Flammengeschwindigkeit: u3,; ) und eine definierte Flammendicke (Ir,,)
aufweisen, lassen sich fiir laminare, nicht-vorgemischte Flammen charakteristische Gro-
fen, d.h. Zeit-, Geschwindigkeits- bzw. Langenmaf, nicht direkt ableiten.

BORGHI [19] zufolge konnen auf der Basis dimensionsanalytischer Betrachtungen ein
charakteristisches Langen- sowie Geschwindigkeitsmais der gestreckten, laminaren, nicht-
vorgemischten Flamme in Abhéngigkeit von Diffusionskoeffizient D und Streckungsrate
Kg die hergeleitet werden:

lF,l,d X/ D/KS bZW. uF,l,d X v/ D . KS . (279)

Nach PETERS [140] besitzt eine laminare, vorgemischte Flamme nur ein Zeitmafs 7z, ,,
wahrend in einer laminaren, nicht-vorgemischten Flamme ein durch die Stromung auf-
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geprigtes Zeitmaf (y,') mit dem ZeitmaR der die Umsatzrate bestimmenden chemi-
schen Reaktion (7.) konkurriert. Da diese beiden Zeitmafe bei Verloschbedingungen
jedoch gleich sind (Gleichgewicht zwischen Wérmefreisetzung durch chemische Reak-
tionen und Wérmeabfuhr in Richtung beider Diffusionszonen, s. Abb. 2.9 Punkt V),
kann ein Zeitmaf fiir die laminare, nicht-vorgemischte Flamme 75 4 (7514 = 2,9- 10~%s
fiir stochiometrische CH,/Luft-Flammen bei Atmosphérendruck und 300K Vorwérm-
temperatur [138]) als Funktion der skalaren Dissipationsrate bei Verloschbedingungen
xv ausgedriickt werden :

TEl,d X X;l . (280)

Unter der Annahme eines eindimensionalen Mischungsbruchprofils senkrecht zur Fléache
stochiometrischer Zusammensetzung ist die sog. Diffusions-Dicke der Flammenfront
bzw. Flammenfrontdicke im Mischungsbruchraum (Af), durch:

(Af)p =2 fo, (2.81)

abzuschétzen (s. Abb. 2.10) und umfasst sowohl die Reaktionszone, die durch grofse
Massenbruch-Gradienten der Reaktanten gekennzeichnet ist, sowie die diese umgeben-
den, chemisch inerten Diffusionszonen [139]. Die Dicke der Reaktionszone (Af), kann
als Funktion der Diffusions-Dicke der Flammenfront dargestellt werden:

(Af)p=(Af)p-ev - (ﬁ)m , (2.82)

Xv

wobei fiir CH, /Luft-Flammen ey = 0, 16 ist.

2.4.2.3 Laminare, teil-vorgemischte Flamme

Die in den vorangehenden Abschnitten diskutierten vorgemischten und nicht-vorge-
mischten Flammen lassen sich anhand des Mischungszustandes von Brennstoff und Oxi-
dator unterscheiden. In technischen Anwendungen herrschen oft Zustédnde, die weder
der einen noch der anderen dieser Verbrennungsformen entsprechen, sondern vielmehr
einer Mischform, der sog. teil-vorgemischten Verbrennung. Thre Diskussion anhand der
“triple-flame” soll einen Eindruck iiber die komplexen Vorgénge bei der Interaktion
von Mischung, Verbrennung sowie - vorausblickend auf die Diskussion turbulenter Ver-
brennung - turbulenzbedingter Fluid-Dynamik vermitteln. Die teil-vorgemischte Ver-
brennung tritt auf, wenn Brennstoff und Oxidator zwar voneinander getrennt dem
Brennraum zugefiihrt, aber durch konvektiven (turbulenten) Austausch vor der eigent-
lichen Verbrennung teilweise vermischt werden, also nicht mehr ein rein diffusiv-reaktiv
kontrolliertes System zu betrachten ist. Auch werden Stabilisierungsmechanismen vieler
Verbrennungssysteme durch die lokale Mischung von Brennstoff, Oxidator und rezirku-
lierten, verbrannten Abgasen kontrolliert; d.h. es liegen nicht immer reiner Brennstoff
und reiner Oxidator vor.

Die Koexistenz von magerer und fetter vorgemischter, sowie nicht-vorgemischten, la-
minaren Flammen macht die sog. “triple-flame” zu einem attraktiven Modell zur Un-
tersuchung teil-vorgemischter Verbrennung. Sie tritt bei der abgehobenen Stabilisie-
rung laminarer, nicht-vorgemischter Flammen im Nachlauf einer Trennplatte zwischen
Oxidator- und Brennstoffstrom sowie an den Enden unterbrochener Diffusionsflam-
menfronten bei turbulenter Verbrennung auf. Nachdem PHILLIPS [146] 1965 erstmals
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“triple-flames” beobachtet hat, wurden diese fortan eingehend untersucht |28, 42, 50,
65, 91, 163]. Bei einer “triple-flame”; dargestellt in Abb. 2.11, entwickeln sich, ausgehend
von einem stochiometrisch vorgemischten Flammenkern, zum einen brennstoffseitig ei-
ne fette vorgemischte Flamme, zum anderen oxidatorseitig eine magere vorgemischte
Flamme. Beide Vormischflammen sind auf Grund ihrer mit zunehmendem Abstand von
der Linie stéchiometrischer Mischung abnehmenden Brenngeschwindigkeit gekriimmt
und umschlieffen eine Diffusionsflamme, in der iiberschiissiger, von den Vormischflam-
men nicht umgesetzter Brennstoff bzw. Oxidator verbraucht wird. Der Punkt, an dem
die drei Flammen aufeinander treffen, der zugleich Stabilisierungspunkt der Diffusi-
onsflamme ist, wird Tripelpunkt genannt. Er bewegt sich entlang der Flache stéchio-
metrischer Zusammensetzung. Die Fortpflanzungsgeschwindigkeit der “triple-flame” ist
einerseits von der Kriimmung der teil-vorgemischten Flammenfront bestimmt, die mit
steigender skalarer Dissipationsrate zunimmt, andererseits von der Wéarmefreisetzung
durch die chemischen Reaktionen. RUETSCH et al. [163] haben gezeigt, dass eine durch
Waérmefreisetzung verursachte FExpansion hinter der Flammenfront der “triple-flame”
zu einer Aufweitung des Stromungsfeldes fithrt und somit in einer gegeniiber einer
ebenen, laminaren Flammenfront héheren Fortpflanzungsgeschwindigkeit resultieren
kann. Mit zunehmender skalarer Dissipationsrate an der Flammenspitze nimmt die
Fortpflanzungsgeschwindigkeit der “triple-flame” jedoch ab. GHOSAL & VERVISH [50]
driicken die Fortpflanzungsgeschwindigkeit der “triple-flame” als Funktion der Ausbrei-
tungsgeschwindigkeit der laminaren, ebenen Vormischflamme, der Warmefreisetzung
und der stochiometrischen skalaren Dissipationsrate vor der Flammenfront aus. Ob
“triple-flames” eine Rolle bei der Stabilisierung nicht-vorgemischter, turbulenter Flam-
men spielen ist bislang nicht geklért, doch wurden “triple-flame™&hnliche Strukturen
zum einen in Direkten Numerischen Simulationen [43|, zum anderen experimentell in
Stabilisierungsgebieten turbulenter, abgehobener Flammen [129] gefunden.

magere vorgemischte Flamme

Linie stéchiometrischer

Oxidator Zusammensetzung

Brennstoff
nicht-vorgemischte Flamme

|
|
|
|
:
Tripelpunkt :

brennstoff-reiche vorgemischte Flamme

Abbildung 2.11: Struktur einer isolierten, fortschreitenden “triple-flame” als Losung
einer Direkt-Numerischen-Simulation (DNS); Isolinien der Wirmefreisetzung nach
RUETSCH et al. [163]
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2.4.3 Skalen und Klassifizierung turbulenzbedingter Reaktions-
strukturen

Die komplexe Interaktion turbulenter Mischungs- und Transportprozesse mit den che-
mischen Reaktionen der Verbrennung, d.h. die Wechselwirkung von Wirbelelementen
unterschiedlicher Abmessungen mit der Flammenfront, resultiert in turbulenten Flam-
menfronten unterschiedlicher Gestalt und Struktur. Zur Klassifizierung dieser turbu-
lenzbedingten Reaktionsstrukturen verwenden viele Autoren (3, 18, 19, 24, 136, 221]
grafische Darstellungen, basierend auf dem Vergleich charakteristischer Skalen der zwei
grundlegenden Prozesse, ndmlich der turbulenten Mischung und der Warmefreisetzung
durch chemische Reaktionen. Nachfolgend werden exemplarisch die Regime-Diagramme
nach BORGHI [19] fiir vorgemischte und nicht-vorgemischte, turbulente Verbrennung,
sowie das Regime-Diagramm nach PETERS [139] fiir nicht-vorgemischte Bedingungen
vorgestellt.

2.4.3.1 Regime-Diagramm vorgemischter, turbulenter Verbrennung nach
BORGHI

Mit der Vereinfachung, dass sowohl fiir die turbulente Mischung sowie fiir die chemische
Reaktion jeweils nur ein Zeit- und Léngenmaf relevant sei, entwickelt BORGHI [18, 19|
ein Diagramm fiir vorgemischte Flammen (s. Abb. 2.12), in dem er das Verhéltnis aus
einem fiir die Turbulenz charakteristischen Geschwindigkeitsmafs u; zur Brenngeschwin-
digkeit der ungestreckten, laminaren, vorgemischten Flamme u%,; , mit dem Verhéltnis
aus turbulentem Langenmafs [, zur Dicke der laminaren, vorgemischten Flamme lr;,
vergleicht. Zur Einteilung in verschiedene Bereiche, sog. Regime, verwendet Borghi ver-
schiedene, nachfolgend beschriebene, dimensionslose Kennzahlen.

Ausgehend von der Annahme, dass die Prandtl-Zahl (Pr) gleich eins ist, d.h. dass kine-
matische Viskositdt und Temperaturleitfahigkeit gleich grofs sind, kann die turbulente
Reynolds-Zahl (2.38), die die Abgrenzung der turbulenten von der laminaren Verbren-
nung ermoglicht, als Funktion der in Abb. 2.12 verglichenen Verhéltnisse ausgedriickt
werden:

~1

Re; = u b bzw. - Re; - ( l ) . (2.83)
Upy, IR (o lpie

Die turbulente Damkohler-Zahl Da; erlaubt den Vergleich des Zeitmafes der grofsten

Wirbel im turbulenten Spektrum 7, = [;/u; mit dem Zeitmafs der Warmefreisetzung

(2.72), beschreibt also das Verhéltnis von Wérmefreisetzung durch chemische Reaktio-

nen zu turbulentem Transport der energietragenden, integralen Skalen:

Tt lt/ut
= - bzw.
Trie  lRie/Us, U, Lrp

Dat =

(2.84)

Die zur Erfassung von Stretch-Effekten dienende turbulente Karlovitz-Zahl Ka, ist als
Verhéltnis aus Zeitmafs der Warmefreisetzung (2.72) und dem Zeitmafs der jeweiligen,
die Flammenfront beeinflussende Wirbelklasse darstellbar. Sie wird maximal fiir die
kleinsten im Turbulenzfeld existierenden Wirbel, die Kolmogorov-Wirbel dissipativer
Skalen. Sie kann also mit dem Kolmogorov-Mikromaf 7, (2.40) gebildet und unter
Anwendung von (2.42) bis (2.44) wiederum in Abhéngigkeit der Makromafe (u, l;, ;)
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Abbildung 2.12: Regime der turbulenten, vorgemischten Verbrennung (nach BORG-
HI [19])

ausgedriickt werden:

3/2 l 12
TFlw TFlw 1/2 Uy t
Kat,maz = — Ret =\ o : I
Ty T Upe Flw

Ut 2/3 ly 1/
bzw. '~ Ka%,. - ( ) . (2.85)
uF,l,'U 7 ZF7Z7’U

Die in den Gleichungen (2.83) bis (2.85) auftretenden Exponenten —1, 1 bzw. 1/3 ent-
sprechen, bei doppelt-logarithmischer Auftragung in Abb. 2.12, der Steigung derjenigen
Geraden, die die verschiedenen Regime voneinander abgrenzen:

|2 Re; < 1: Von Inhomogenitéiten der laminaren Stromung abgesehen, ist die Flam-
menfront in diesem Bereich der laminaren Verbrennung glatt und kann, wie in Kap.
2.4.2.1 ausgefiihrt, als ungestreckte, laminare, vorgemischte Flamme beschrieben wer-
den.

Zur Diskussion der turbulenten Regime fiir Re; > 1 soll das Borghi-Diagramm bei
einem festen Abszissenwert von l;/lp;, > 10 in Richtung der Ordinate durchlaufen
werden. Diese Vorgehensweise reflektiert eine kontinuierliche Zunahme der turbulenten
Reynolds-Zahl und damit, bei festgehaltenem [;, eine Steigerung des fiir die Turbulenz
charakteristischen Geschwindigkeitsmafes wu; (G und [, , werden hier als konstante

Groken betrachtet.

E Rey > 1; uy < uf,,: Die Flammenfront wird in diesem Bereich durch die gegen-
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tiber der Flammengeschwindigkeit u%, , kleinere Schwankungsgeschwindigkeit u; und
die gegeniiber der Flammenfrontdicke {5, groferen Turbulenzelemente /; nur wenig be-
einflusst. Sie ist folglich nur gewellt (“wrinkled flamelets”) und dennoch diinn, fluktuiert
aber und wirkt daher im zeitlichen Mittel verdickt. Die Flammengeschwindigkeit der
turbulenten Flamme up,, ist im Vergleich zur laminaren, ungestreckten Vormischflam-
me uj,,;,, auf Grund der Oberflichenvergréferung der Flammenfront erhoht [97, 172[:

UFtwv Uy
— X

(2.86)

o o )
uF,l,v uF,l,v

W Re;, > 1; uy > u}m; Kag e < 1: Mit Uberschreiten des Wertes der Flammenge-
schwindigkeit u%, , fiihrt eine wachsende Schwankungsgeschwindigkeit wu; zu einer zu-
nehmenden Auffaltung der Flammenfront, die gegeniiber den Wirbelabmessungen im-
mer noch als diinn anzusehen ist und durch die turbulente Strémung nur deformiert und
konvektiv transportiert wird. Neben der Flammenfrontdehnung gewinnen mit wachsen-
der Schwankungsgeschwindigkeit die Flammenfrontkriimmung und damit auch Effekte
der bevorzugten Diffusion zunehmend an Bedeutung. Es kann zu Quench- und Wie-
derziindungsvorgangen und damit zur Abschniirung einzelner Inseln von Frischgemisch
und Rauchgas kommen ("wrinkled flamelets with pockets”).

Re; > 1; Kaymar > 1; Dag > 1: Fiir Kaymq, > 1 ist das Zeitmaf der Wérmefrei-
setzung g, stets grofer als die Zeitskala der kleinsten Turbulenzelemente 7,. Diese
konnen auf Grund ihres gegentiber der Flammenfrontdicke /g, ,, kleineren Langenmafes
l, (s. Gl. (2.42)) in die Flammenfront eindringen, dort den diffusiven Austausch inten-
sivieren und damit eine Verdickung der Flammenfront bewirken. Die Verdickung der
Flammenfront erméglicht ein Eindringen von Turbulenzelementen zunehmend grofse-
ren Lingenmafes, die wiederum die Verdickung der Flammenfront intensivieren. Aus
dimensionsanalytischen Betrachtungen leitet ZIMONT [226] Proportionalititsbeziehun-
gen zwischen Flammengeschwindigkeit, Flammenfrontdicke und Temperaturleitfahig-
keit im turbulenten Fall ab. Unter der Voraussetzung, dass die Dissipationszeit 7; der
Turbulenzelemente, die in der Flammenfront sind, nicht grofler sein kann als das Zeit-
mak der Wérmefreisetzung 74, ,, werde die Dicke der Flammenfront {5, , gemaf:

- 3/2 1 \3/2
lptw o< (ﬂ) o< Uy - <—) , (2.87)
Tt Dat
begrenzt [226].

Grofse Stretchraten fithren zu lokalem Verloschen, zum Zerreiffen der Flammenfront.
Diese ist nun nicht mehr als laminar zu betrachten, sondern als turbulent verdickte, ge-
faltete Flammenfront, in der unterschiedliche Reaktionsgrade nebeneinander vorliegen
(“distributed reaction zones”, "perturbed flamelets”). Bei konstantem Makrolangenmaf
[y nimmt mit zunehmender Schwankungsgeschwindigkeit u; das turbulente Zeitmafs 7
im Vergleich zum Zeitmak der Wérmefreisetzung 75, , stetig ab, bis schlieflich geméfs
(2.84) Da; = 1 erreicht wird, sodass Wirbel aller Grofenklassen bis hin zum turbulen-
ten Makrolingenmafl /; in die Flammenfront eindringen und diese verdicken kdénnen.
Uber die durch die Oberflichenvergréfierung gegeniiber dem laminaren, ungestreckten
Fall erhohte turbulente Flammengeschwindigkeit (2.86) hinaus, bewirkt die Verstér-
kung des Austausches in der turbulenten, verdickten Flamme eine weitere Erhohung
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der turbulenten Brenngeschwindigkeit. Ein in der Literatur weit verbreiteter Ansatz
hierzu ist folgender [172]:

@ b
Lhtw Ut s . 1>a>05 ;a=f(Re)
OC( ) (lm) M0 <b<0,5 ;b= f(Day) (2:88)

[0) [0)
Upi o Upi o

i Re; > 1; Day < 1: In diesem Regime, in dem selbst das turbulente Zeitmafs der
grofsten Wirbel 7, der Turbulenzstruktur kleiner als das Zeitmaf der Warmefreisetzung
Try. ist, tragt die gesamte Turbulenzstruktur zur Intensivierung des Austausches und
der Verdickung der Flamme, aber nicht zu deren Auffaltung bei. Fiir den Grenzfall sehr
kleiner turbulenter Damkdohler-Zahlen (Da; < 1) ist die Warmefreisetzung durch che-
mische Reaktionen sehr viel langsamer als die turbulente Mischung; es liegt ein nahezu
ideal riickvermischtes System vor (“well stirred reactor”). Fiir die Umsatzgeschwindig-
keit ist das langsamere Zeitmaf der Wéarmefreisetzung entscheidend, woraus sich die
von DAMKOHLER [39] formulierte Abhéngigkeit der turbulenten Flammengeschwindig-
keit ergibt:

1/2
Urty X ( il b ) bzw. —uf’t7v o Rei/2 ) (2.89)

(o] [0) '
Up o Up o lriw Up o

2.4.3.2 Turbulente, nicht-vorgemischte Flammen im BORGHI-Diagramm

Eine dem Regime-Diagramm der Vormischverbrennung (s. Abb. 2.12) entsprechende
Klassifizierung turbulenter, nicht-vorgemischter Flammen erfordert zur Entdimensio-
nierung der Abszissen- und Ordinatenwerte sowohl ein Geschwindigkeitsmafs als auch
ein Lingenmals der ungestreckten, laminaren, nicht-vorgemischten Flamme, analog zu
U, bzw. lp;, im Falle der vorgemischten Verbrennung. Wie in Abschnitt 2.4.2.2
wahrend der Diskussion der charakteristischen Groéfen laminarer, nicht-vorgemischter
Flammen beschrieben, lassen sich entsprechende Geschwindigkeits- bzw. Lingenmafe
nicht direkt ableiten, aber als Funktion von Streckungsrate und Diffusionskoeffizient
darstellen (s. Gl. (2.79)). Da up; 4 und lp; 4 lediglich nicht-vorgemischte Flammen mit
ausreichend kleinem Zeitmals der Warmefreisetzung charakterisieren, verwendet BORG-
HI [19] dennoch die Groken uj,;,, und Iy, der laminaren Vormischflamme, zu deren
Bestimmung meist die stochiometrische Luftzahl verwendet wird, wobei man davon
ausgeht, dass sich die Reaktionszone turbulenter, nicht-vorgemischter Flammen nahe
der Kontur stéchiometrischer Mischung einstellt.

Die Klassifizierung turbulenter, nicht-vorgemischter Flammen erfolgt nun analog zur
Vormischverbrennung. Oberhalb einer kritischen Karlovitz-Zahl kann durch die sehr
hohen Scherraten der Kolmogorov-Wirbel lokale Extinktion einzelner Flamelets auftre-
ten, eventuell gefolgt von lokaler Vormischung der Reaktionspartner und Wiederziinden
nach Abklingen der hohen Scherraten. Eine weitere Steigerung der Turbulenzintensitét
fiihrt zu einer Verdickung der durch intensive turbulente Mischung gekennzeichneten
Flammenfront und folglich zur Zunahme des lokalen Vormischungsgrades, wodurch die
nicht-vorgemischte Verbrennung einen vorgemischten Charakter erhélt.
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2.4.3.3 Klassifizierung turbulenter, nicht-vorgemischter Flammen nach PE-
TERS

Da die Position der nicht-vorgemischten Flammenfront durch die Struktur des Mi-
schungsbruchfeldes bestimmt ist und im Bereich des stochiometrischen Mischungs-
bruchs liegt (vgl. Abb. 2.8 und Abb. 2.10), erfasst PETERS [139, 140] in seinem Regime-
Diagramm (s. Abb. 2.13) die Wirkung turbulenter Schwankungen auf die Ausbildung
lokaler Flammenfrontstrukturen ausschlielich in Form der lokalen, Favre-gemittelten,
turbulenten Mischungsbruchvarianz f”2 und betrachtet in erster Ndherung nur Mi-
schungsbruchschwankungen um den stochiometrischen Mischungsbruch. Die mit Hilfe
der Flammenfrontdicke im Mischungsbruchraum (Af), (s. Gl. (2.81)) entdimensio-

nierte Mischungsbruchvarianz f”? tragt er in Abb. 2.13 auf der Ordinate auf.

Um den Einfluss eines reaktionskinetischen Zeitmafes auf die turbulente, nicht-vorge-
mischte Verbrennung zu beschreiben, verwendet PETERS das Verhéltnis aus skalarer
Dissipationsrate bei Verloschen yy und lokaler, Favre-gemittelter, stochiometrischer
skalarer Dissipationsrate Y als Abszisse in Abb. 2.13. Withrend y;,' als ZeitmaR der
Wirmefreisetzung interpretiert werden kann, ist vy = als lokale Mischungsgeschwin-
digkeit in der Flache stochiometrischer Mischung aufzufassen. Sobald das Mischungs-
zeitmak das Zeitmafs der Warmefreisetzung unterschreitet (xy/xs < 1), tritt lokales
Flammenverloschen (“flame extinction”) auf, denn ein diffusives, laminares Flamelet
kann entsprechend der Diskussion zu Abb. 2.9 unter diesen Bedingungen nicht existie-
ren.

Vorausgesetzt, dass lokales Flammenverloschen nicht auftritt (xyv/xs > 1), unterteilt
PETERS die turbulenten, nicht-vorgemischten Reaktionsstrukturen zunéchst mittels

einer horizontalen Geraden f”? = (Af), in zwei Bereiche. Oberhalb dieser Geraden

—

lassen grofse Mischungsbruchvarianzen f”? > (Af),. erwarten, dass eine zusammenhén-
gende Flache stochiometrischen Mischungsbruchs nur noch im zeitlichen Mittel exis-
tiert, die bei zeitaufgeloster Betrachtungsweise lokal durch entsprechend brennstoff-
reiche oder brennstoffarme Turbulenzballen unterbrochen ist. Dementsprechend 16st
sich die Diffusionsflamme in Einzelstrukturen, sog. laminare Flamelets, auf, die von-
einander durch Gebiete getrennt sind, deren lokaler Mischungsbruch vom stochiometri-
schen Wert hinreichend stark abweicht. PETERS bezeichnet diesen Bereich als Flamelet-
Regime (“separated flamelets”). Intensive Mischung bzw. teilweise Vormischung kann

derart kleine Mischungsbruchvarianzen f”? < (Af), bedingen, sodass diese zum Zerfall
der Reaktionsstruktur in einzelne Flamelets nicht ausreichen. Die Diffusionszonen der
Flamme sind in diesem Regime der miteinander verbundenen Flammenzonen (“connec-
ted flame zones”) nicht unterbrochen. Eine weitere Unterteilung kann durch die Gerade
"/ (Af)g = 1 erfolgen, die nach (2.82) in Abb. 2.13 die Steigung —1/4 besitzt und
ausdriickt, dass Mischungsbruchvarianzen der Dicke der Reaktionszone (Af), entspre-
chen. Unterhalb dieser Geraden sind Mischungsbruchschwankungen kleiner als die Di-
cke der Reaktionszone, wodurch gewahrleistet ist, dass die Reaktionszonen zusammen-
hangen, weshalb dieser Bereich die Bezeichnung zusammenhidngende Reaktionszonen
(“connected reaction zones”) tréagt.
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Abbildung 2.13: Regime der turbulenten, nicht-vorgemischten Verbrennung (nach PE-
TERS [139, 140])

2.4.4 Effekte der Wechselwirkung von Verbrennung, Rotation
und Turbulenz

Die Wechselwirkungen zwischen Verbrennung, Rotation und Turbulenz bergen einer-
seits vielfaltige Moglichkeiten im Hinblick auf den technischen Nutzen nicht-vorge-
mischter, turbulenter, verdrallter Flammen, andererseits aber nicht minder vielfiltige,
groftenteils ungeklédrte Fragen beziiglich der auftretenden Phdnomene sowie der kom-
plexen Verflechtung grundlegender Prozesse, die im Folgenden umrissen werden.

2.4.4.1 Wechselseitige Beeinflussung von Verbrennung und Turbulenz

Obige Diskussion der Moglichkeiten einer Klassifizierung turbulenter Reaktionsstruktu-
ren (s. Kap. 2.4.3) weist bereits die wesentlichen Einflussfaktoren turbulenter Mischungs-
und Transportprozesse auf die chemischen Reaktionen der Verbrennung und damit die
Flammenfront auf. Hierbei zeigt sich, dass bereits kleine turbulente Schwankungen zu
einer Forménderung der Flammenfrontoberflache fithren konnen und damit, in Ana-
logie zur Kriilmmung einer laminaren Flammenfront (s. Kap. 2.4.2.1), entscheidenden
Einfluss auf makroskopische Grofen wie z.B. die turbulente Flammengeschwindigkeit
nehmen.

Es existiert aber nicht nur eine Wirkung der Turbulenz auf die Verbrennung, in umge-
kehrter Wirkrichtung kann die Verbrennung auch einen wesentlichen Einfluss auf die
Struktur der Turbulenz ausiiben. So resultiert eine Modifikation des Turbulenzfeldes
schon alleine aus der Beschleunigung der Stromung iiber die Flammenfront hinweg, die
sowohl zu einer Abschwéichung der Turbulenz fithren kann (Laminarisierung) oder zu
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deren Verstarkung (Flammenerzeugte Turbulenz) [147]. Die “Flammenerzeugte Turbu-
lenz” wurde schon zu Beginn der 50er Jahre des 20. Jahrhunderts von KARLOVITZ [85]
bzw. SCURLOCK [175] entdeckt und interpretiert. KARLOVITZ stellte in experimen-
tellen Untersuchungen deutlich héhere turbulente Flammengeschwindigkeiten fest, als
er auf Basis der turbulenten Schwankungsgeschwindigkeit unter Annahme grobballi-
ger Turbulenz berechnet hatte. Er fiihrte dies auf eine hohere, rauchgasseitig effek-
tiv wirkende Turbulenz zuriick, welche durch den Expansionsprozess des reagierenden
Frischgases hervorgerufen sei. In Ubereinstimmung mit SCURLOCK deutet KARLOVITZ
daraus eine zusétzliche turbulente Schwankungsgeschwindigkeit, jedoch entwickeln die
beiden Autoren unterschiedliche Ansétze zur Erklarung der Wirkungsweise des Ex-
pansionsprozesses auf die Turbulenzproduktion [97]. POINSOT & VEYNANTE [147]
beschreiben die “Flammenerzeugte Turbulenz” als Beeinflussung des Rotations-Feldes
durch Geschwindigkeits- und Dichtednderung auf Grund der Flamme anhand einer
Transportgleichung fiir den Rotations-Vektor.

2.4.4.2 Untersuchungen zur Verbrennung in rotationsbehafteten Strémun-
gen

Die Flammenausbreitung in turbulenten Strémungen wird von vielen Autoren [1, 2,
27, 36, 107, 178, 224] anhand der Anderung der turbulenten Flammengeschwindigkeit
in stationdren Flammen, Explosionsbehéltern oder Stofwellenrohren in Abhéngigkeit
der turbulenten Geschwindigkeitsschwankungen, der Flammenfrontkriimmung, der Ge-
mischzusammensetzungen und auch verschiedener Brennstoffe untersucht. Die Einfliis-
se der Interaktion der Flammenfront mit Wirbelstrukturen kénnen hierbei meist nicht
behandelt werden.

Untersuchungen zur Wechselwirkung zwischen einzelnen Wirbeln bzw. Wirbelpaaren
und meist vorgemischten, ebenen sowie gekriimmten Flammenfronten [32, 109, 115,
130] zeigen anschaulich die Effekte dieser Interaktion auf, behandeln aber meist auf
die Flammefront senkrecht auftreffende Wirbel, stellen also eine ein-, hochstens zwei-
dimensionale Betrachtung dar.

In seiner Literaturstudie befasst sich ISHIZUKA [79] mit der Ausbreitung einer Flam-
menfront entlang einer Wirbelachse, wobei er ausgehend von experimentellen Ergeb-
nissen aus der Literatur sowohl eingeschlossene Drallstrémungen in feststehenden Roh-
ren, freie Wirbelringe bzw. geradlinige freie Wirbelréhren sowie Wirbelstromungen in
rotierenden Rohren behandelt. Dabei hebt er hervor, dass die Geschwindigkeit der Aus-
breitung einer Flammenfront entlang einer Wirbelachse im Gegensatz zur ebenen und
sphérischen Flammenausbreitung, nicht proportional zur laminaren Brenngeschwin-
digkeit, sondern vielmehr eine Funktion der maximalen Tangentialgeschwindigkeit der
rotationsbehafteten Stromung ist. Die zahlreichen Erklarungen dieses Phanomens fasst
er in vier Mechanismen zusammen:

e Dem “flame kernel deformation”-Mechanismus zufolge resultiert die Erh6hung der
Flammengeschwindigkeit aus der Deformation des Flammenkerns im Zentrifugal-
feld.

e Der Mechanismus des “vortex bursting” beschreibt den diskontinuierlichen Zu-
sammenbruch des Wirbels, dhnlich dem Vortex Breakdown im isothermen Fall,
wobei der positive axiale Druckgradient durch den Dichtegradienten zwischen
Frischgas und verbranntem Gas verstarkt wird.
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e Nach dem “baroclinic push”Mechanismus entstehen auf Grund des baroclinen
Drehmomentes (Vektorprodukt aus Dichte- und Druckgradient) azimutale Wir-
bel an der Grenze zwischen Flammenfront und unverbranntem Frischgemisch,
welche eine axiale Geschwindigkeit in Richtung des unverbrannten Frischgemischs
induzieren.

e Die reaktionsbedingte Querschnittserweiterung eines Wirbel-Filaments fiihrt auf
Grund der Drehimpulserhaltung zur Reduktion der Tangentialgeschwindigkeit
und damit zur Produktion negativer azimutaler Wirbelstarke. Diese induziert
eine axiale Geschwindigkeit in Richtung des unverbrannten Frischgemischs und
verleiht dem “azimuthal vorticity evolution”-Mechanismus seinen Namen.

Das Zusammenwirken der von ISHIZUKA zusammengefassten Mechanismen beschreibt
KIESEWETTER [90] in seiner numerischen Arbeit iiber das verbrennungsinduzierte Wir-
belaufplatzen, indem er den Einfluss der verschiedenen Mechanismen auf die Aufwei-
tung des Wirbelkerns und die damit einhergehende Beschleunigung der Flamme dis-
kutiert: Ausgehend von einer zur Wirbelrohre senkrecht angeordneten ebenen Flam-
menfront und der Annahme, dass der radiale Verlauf der Tangentialgeschwindigkeit
als konstant entlang der Achse der Wirbelrohre ist, entstehen bei erstem Auftreten
des baroklinen Drehmoments (“baroclinic push”™Mechanismus) azimutale Wirbel, die
eine axiale Geschwindigkeit in Richtung des unverbrannten Frischgemischs induzieren
(Abb. 2.14 a)). Diese wird zusétzlich durch den Druck- und Dichteunterschied (“vor-
tex bursting”-Mechanismus) iiber die Flammenfront verstiarkt. Der durch die induzierte
Axialgeschwindigkeit verursachte Massenfluss weitet den Wirbelkern auf (Abb. 2.14 b)).
Infolgedessen steigt einerseits - analog dem isothermen Vortex Breakdown (s. Kap. 2.3.6)
- der Druck auf der Achse (“vortex bursting”™-Mechanismus), andererseits entstehen azi-
mutale Wirbel vor der Flammenfront (“azimuthal vorticity evolution”-Mechanismus),
wodurch zusétzlich axiale Geschwindigkeit induziert wird. Da sich die Richtungen des
Druckgradienten und des Dichtegradienten wihrend der Aufweitung des Wirbels an-
gleichen, sinkt der Einfluss des baroklinen Drehmoments (Abb. 2.14 c)).

IsH1ZUKAs [79] Reflexion der Ergebnisse direkter numerischer Untersuchungen las-
sen eine schnelle Flammenausbreitung entlang der Achse von Wirbelréhren der tur-
bulenten Feinstruktur eher unwahrscheinlich erscheinen, da Léngenmafe kohérenter,
fein-skaliger Wirbel meist kleiner als die laminare Flammendicke sind und somit das
Eindringen einer Flammenfront in diese nicht mdglich sei. So ist die schnelle Flam-
menausbreitung entlang der Wirbelachse lediglich in Wirbeln, deren Léngenmaf das
Kolmogorov’sche Langenmaf {ibersteigt, zu erwarten.

Zusammenfassend bleibt festzuhalten, dass die gegenseitige Beeinflussung von Rotation
und Verbrennung vor allem auf der Wirkung von Kréften, die aus der Rotationsbewe-
gung resultieren, auf ein durch Dichtegradienten (Dichteunterschiede zwischen Volu-
mina kalten Frischgemischs und heifien, verbrannten Gases) gekennzeichnetes Fluid
beruht, sowie auf hieraus resultierenden, sekundéiren Effekten.

2.4.4.3 Phianomenologie der Verbrennung in technischen Drallstromungen

Je nach Stérke der Verdrallung einer der Verbrennung aufgeprigten Rotationsbewe-
gung kann diese unterschiedliche Auswirkungen auf die Eigenschaften der Verbrennung
haben. In sog. “fire-whirls” oder “pool-flames” [13, 45| fiithren die aus einer schwach ver-
drallten Rotationsbewegung resultierenden Zentrifugalkréfte zur Abschwichung von
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Abbildung 2.14: Uberlagerung der Mechanismen des verbrennungsinduzierten Wirbe-
laufplatzens (nach KIESEWETTER [90])

Mischung und Entrainment und damit zu einer Vergrofserung der Flammenlénge. Dem-
gegeniiber lasst sich durch hinreichend starke Verdrallung und damit gewahrleisteter
Ausbildung einer ausgepréagten, inneren Rezirkulationszone (s. Kap. 2.3.6) ein drallsta-
bilisiertes Verbrennungssystem (s. Kap. 3.2) realisieren. Derartige Verbrennungssyste-
me nutzt man in technischen Verbrennungsanlagen zur aktiven Kontrolle von Lénge,
Form, Stabilitdt und Intensitdt der Flamme. |56]

Stromungsformen in turbulenten, nicht-vorgemischten Dralllammen: Bei
der technischen Realisierung turbulenter, verdrallter, nicht-vorgemischter Flammen las-
sen sich, abhéngig von der Art der Brennstoffzufithrung, zwei prinizipiell verschiedene
Flammentypen geméfs einer Konvention des IFRF (International Flame Research Foun-
dation) |99, 102] voneinander abgrenzen (s. Abb. 2.15). Eine Typ-I Drallflamme bildet
sich aus, wenn der Brennstoff axial und mit grofsem Austrittsimpuls eingediist wird,
sodass er die Rezirkulationszone durchstoften kann und sich ein ringférmiges, inneres
Rezirkulationsgebiet ausbildet. Daraus resultiert eine fiir Drallflammen relativ langsa-
me Vermischung von Luft und Brennstoff und die lang gestreckte, schlanke Form dieser
Flamme, die eher den Charakter einer Axialstrahlflamme aufweist. Wird der Brenn-
stoff radial oder unter einem bestimmten Winkel zur Achse mit niedrigem Austrittsim-
puls eingediist, sodass er die innere Rezirkulationszone nicht zu durchstofsen vermag,
bildet sich eine Typ-II Drallflamme aus. Da hierbei der Brennstoff in die Scherzone
zwischen innerem Rezirkulationswirbel und Luftstrahl eingebracht wird, woraus eine
schnelle Brennstoff/Luft-Mischung und hohe Reaktionsdichten resultieren, besitzt die-
se Flamme eine kurze und buschige Form. Durch Variation des Impulsverhéltnisses von
Brennstoff und Luft im Falle axialer Brennstoffeindiisung kénnen beide Flammentypen
erzeugt und ineinander tiberfiihrt werden [102].
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Abbildung 2.15: Schematische Strémungsfelder der Typ-I und Typ-II Drallflamme

Einfluss der Verbrennung auf Reynolds-Zahl, Impulsstrome und Drallzahl:
Bei gleichen Turbulenzgrofen, d.h. konstanter charakteristischer Geschwindigkeit und
konstantem Langenmaf, nimmt die Reynolds-Zahl (2.37) mit steigender Temperatur
auf Grund der steigenden kinematischen Viskositit (v oc T'7) ab. [147]

Eine direkte Anderung der Impulsstréome, und damit der Drallzahl, durch den bei einer
der turbulenten, verdrallten Strémung iiberlagerten Verbrennung zusétzlich dem Sys-
tem zugefiithrten Brennstoffimpulsstrom ist in technischen Verbrennungssystemen meist
vernachlassigbar. Der hauptséchliche Einfluss der Verbrennung liegt hier in der mit der
Wirmefreisetzung bzw. Temperaturerh6hung einhergehenden Abnahme der Fluiddich-
te und der daraus resultierenden thermischen Expansion des Fluids. Durch diese wird,
unter Beriicksichtigung der Bilanz der Gesamtmasse (2.1), in einem eingeschlossenen
System, die Stromung in axialer Richtung beschleunigt. Geméafs (2.65) steigt der Axia-
limpulsstrom I mit steigender axialer Geschwindigkeit, d.h. steigender Temperatur an,
wihrend der Drehimpulsstrom D nach (2.64) unbeeinflusst bleibt. Folglich nimmt die
effektive Drallzahl bei iiberlagerter Verbrennung gegeniiber dem isothermen Fall (2.67)
ab:

jisotherm
SO,th,effektiV - SO,th,isotherm TS s (290)
[reaktiv

sodass mit steigender Temperatur in der Regel die Grofe des von der inneren Rezirku-
lationszone rezirkulierten Massenstromes abnimmt und es bei Unterschreiten der kri-
tischen Drallzahl zum Zusammenbruch der inneren Rezirkulationszone kommen kann
[212, 213]. Isotherme und reaktionsbehaftete, turbulente, verdrallte Stromungen sind
bei gleichen effektiven, theoretischen Drallzahlen ndherungsweise vergleichbar, eine
stromungsmechanische Ahnlichkeit ist aber wegen der unterschiedlichen Verteilung der
Impulsstromdichten, die in die integrale, effektive Drallzahl nicht eingeht, nicht ge-
wahrleistet.

Turbulenzstruktur und -intensitat: Die Diskussion der Turbulenzstruktur einer
verdrallten Stromung - sowohl mit, als auch ohne iiberlagerter Verbrennung - birgt
die Schwierigkeit der eindeutigen Bestimmung von Turbulenzgréfien, da in diesen Stro-
mungen héufig instationére, periodische Strukturen z.B. Precessing Vortex Cores (PVC,
s.u.) auftreten. Diese Strukturen kénnen bei Messungen scheinbar turbulente, von der
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eigentlichen Turbulenz iiberlagerte Schwankungen vorspiegeln, woraus mitunter grofte
Fehler in der Bestimmung der Turbulenzgrofien resultieren. Experimentellen Unter-
suchungen zufolge kénnen im Vergleich zu isothermen Stromungen im reaktiven Fall
sowohl hohere [56] als auch niedrigere [212] Turbulenzintensititen festgestellt werden.
VANOVERBERGHE et al. [204] analysieren die Turbulenzstrukur abgehobener Drallflam-
men mit Hilfe von Wahrscheinlichkeitsdichteverteilungen der Geschwindigkeitskompo-
nenten aus LDA-Messungen (Laser Doppler Anemometrie). Diese ermdglichen die Er-
fassung sowohl grofs-skaliger Strukturen (periodische, dreidimensionale Effekte: PVC
oder Flattern der Flamme) als auch die diesen iiberlagerten fein-skaligen Strukturen
(fein-skalige Turbulenz) und erlauben deren Unterscheidung anhand der Modalitét der
ermittelten Wahrscheinlichkeitsdichteverteilungen. Dieser Ansatz der sog. “Breitband-
Turbulenz” veranschaulicht die Komplexitéit der Uberlagerung von Strukturen unter-
schiedlicher Skalen in reaktiven Drallstromungen, deren jeweilige, entkoppelten Beitra-
ge zur Turbulenzstruktur bislang nicht hinreichend erklart werden kénnen.

“Counter-Gradient”-Diffusion: FEin Phédnomen, das in reaktiven, turbulenten Stro-
mungen auftritt ist die sog. “Counter-Gradient”-Diffusion. Demnach kann es zu einem
Fluss turbulenter Transportstrome entgegen den durch die Wirbelviskositatshypothe-
se nach Boussinesq (s. Kap. 4.1.2.3) beschriebenen Gradienten kommen. LIBBY &
BRrAY [105] beschreiben die “Counter-Gradient™Diffusion als Folge der separierenden
Wirkung des bei hohen Verbrennungsdichten und damit hohen Dichteschwankungen
auftretenden mittleren Druckgradienten auf kalte Gemischballen hoher Dichte und hei-
fse Abgasballen niedriger Dichte; VEYNANTE et al. [207] hingegen durch die reaktions-
bedingte Aufweitung der Flamme. In einer verdrallten, nicht-vorgemischten Flamme
beobachteten TAKAGI et al. [195] die “Counter-Gradient™Diffusion von Wirme, die
sie im unverdrallten Fall nicht feststellen konnten und erklérten sie durch die in rotie-
renden, reaktiven Stromungen vorherrschende, zyklonartige Sichtwirkung des mittleren
Druckgradienten auf Turbulenzballen unterschiedlicher Temperatur und Dichte.

Rayleigh-Kriterium und Verbrennung: Im Gegensatz zur isothermen, verdrall-
ten Stromung existiert im reaktiven Fall mitunter ein ausgeprégter radialer Dichtegra-
dient. Dieser muss bei der Analyse des eigenddmpfenden bzw. selbstverstarkenden Ver-
haltens turbulenter, rotierender, reaktiver Stromungen anhand des Rayleigh-Kriteriums
(s. Kap. 2.3.7) berticksichtigt werden. Dieses wiederum stellt sich je nach Kombination
der Richtungen des Dichte- und Zirkluationsgradienten ein.

Precessing Vortex Cores in Dralllammen: In Drallstromungen unter isother-
men Bedingungen auftretende Precessing Vortex Cores (PVC, s. Kap. 2.3.7) konnen
durch vorgemischte Verbrennung intensiviert und durch diffusive Verbrennung abge-
schwécht werden [55, 191]. In der Feuerungstechnik sind PVC wegen der durch sie
verstarkten turbulenten Mischung mitunter erwiinscht, aber dennoch mit Vorsicht zu
geniefsen, da sie unerwiinschte Brennkammerschwingungen verursachen kénnen. Neuere
Untersuchungen befassen sich mit den Wechselwirkungen zwischen PVC und reaktiven
Drallstromungen [189, 193].
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Kapitel 3

Stabilitat turbulenter Dralllammen

3.1 Definition der Flammenstabilitat

Uber die Definition des Begriffs “Flammenstabilitit” vertreten Autoren vieler Arbeiten
zu diesem Thema unterschiedliche Auffassungen. Dies mag einerseits in der Subjek-
tivitdt der Wahrnehmung des Beginns eines instabilen Brennverhaltens liegen, ande-
rerseits in der Relevanz der Stiarke und der Auswirkung der Instabilitdt im jeweiligen
technischen Anwendungsfall; sicherlich jedoch in der Verwendung dieses Begriffs fiir un-
terschiedliche, z.T. miteinander gekoppelte chemisch-physikalische Prozesse und damit
einhergehende makroskopische Erscheinungen.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit zur Stabilitdt turbulenter, nicht-vorgemischter
Dralllammen sind die Begriffe “Flammenstabilitat” bzw. “Stabilitdt” im Sinne von
Flammen zu verwenden, die unmittelbar am Brenner anliegen und - abgesehen von tur-
bulenzbedingten Lagednderungen ihrer Reaktionszone - pulsationsfrei brennen. Grund-
legende Voraussetzung fiir die Stabilisierung einer nicht-vorgemischten Flamme ist die
Existenz einer Zone im Stromungsfeld, in der:

e cine molekular feinvermischte und ziindfdhige Mischung der Edukte der chemi-
schen Verbrennungsreaktionen vorhanden ist,

e die Reaktionspartner bis auf die Ziindtemperatur aufgeheizt werden und

e die durch die Stromung bestimmte Verweilzeit der Reaktionspartner grofer bzw.
gleich der durch den lokal vorherrschenden thermodynamischen Zustand bestimm-
ten Reaktionszeit ist.

Das Vorliegen dieser notwendigen Bedingungen wird im allgemeinen unter dem Begriff
“Zundstabilitat” zusammengefasst, der aber insbesondere gegen den Begriff der periodi-
schen Verbrennungsinstabilitdt abzugrenzen ist. So weisen drall- oder staukorperstabili-
sierte Flammen als Charakteristikum das Verlassen des ziindstabilen Betriebsbereiches
bei Uberschreiten einer Grenzluftzahl auf, withrend das Auftreten periodischer Verbren-
nungsinstabilitdten ausgehend von brennstoffarmen Bedingungen bei Unterschreiten ei-
ner Grenzluftzahl beobachtet wird. Inwieweit sich Effekte von Ziindstabilisierung und
periodischen Verbrennungsinstabilitdten wechselseitig beeinflussen, ist bislang nicht ge-
schlossen geklart. Einerseits kann eine unzureichende Ziindstabilitédt als Anregungsme-
chanismus periodischer Verbrennungsinstabilitdten betrachtet werden, andererseits ist
in einigen Systemen eine ausreichende Ziindstabilitdt die Voraussetzung, welche das
Auftreten periodischer Verbrennungsinstabilitdten erméglicht. [11]
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Da sich die vorliegende Arbeit mit Prozessen der Ziinstabilisierung in nicht-vorgemisch-
ten Dralllammen beschéftigt, wird der Begriff “Stabilitdt” im Folgenden in diesem
Sinne gebraucht.

3.2 Flammenstabilisierung durch Drall

Unter vielen technisch erprobten Stabilisierungsmethoden [52] hat sich die Erzeugung
einer drallinduzierten, zentralen Rezirkulationszone in Brennernéhe als wirksamste und
anpassungsfihigste Methode zur Stabilisierung von Flammen bei Stromungsgeschwin-
digkeiten, die iiber den Werten der laminaren oder turbulenten Brenngeschwindig-
keit liegen, herausgestellt. Die sich brennernah, zwischen der zentralen Rezirkulati-
onszone und der diese umgebenden Vorwartsstromung ausbildende Stabilisierungszone
(s. Abb. 3.1), ist durch niedrige mittlere Stromungsgeschwindigkeiten und hohe, mi-
schungsfordernde Turbulenz gekennzeichnet. Hierbei erméglichen die niedrigen mittle-
ren Stromungsgeschwindigkeiten grofse Verweilzeiten der chemischen Reaktionspartner
in der Stabilisierungszone, wahrend die hohe, mischungsférdernde Turbulenz in einer
Erhohung der lokalen, turbulenten Flammengeschwindigkeit (s. Kap. 2.4.3) resultiert.
Der durch die Riickstromung verursachte Transport von Energie aus dem stromab lie-
genden Ende der Hauptreaktionszone an ihren stromauf liegenden Anfang, wodurch
das anstromende Frischgas bis auf Ziindtemperatur aufgeheizt (Warmetransport) und
chemisch aktive Spezies in der Ziindzone bereit gestellt werden (Stofftransport), stellt
ein weiteres wesentliches Merkmal des Stabilisierungsmechanismus dar. Dieser Energie-
transport ist aufs Engste an die turbulenten Austauschvorgédnge zwischen Hauptreak-
tionszone und Riickstromung gekoppelt. Speziell in nicht-vorgemischten Dralllammen
ist die Art der Brennstoffzufuhr ein wichtiger Parameter, da hierdurch die Brennstoff-
verteilung im System bestimmt ist. Durch geeignete Brennstoffzufuhr kénnen in der
Stabilisierungszone nahe-stochiometrische Gemischzusammensetzungen erreicht wer-
den, um somit die bei diesen Bedingungen maximale laminare Flammengeschwindig-
keit (s. Kap. 2.4.2) und damit maximale turbulente Flammengeschwindigkeit (s. z.B.
BRUTSCHER |[27|) auszunutzen |74, 127, 154, 174].

Da der Ziindmechanismus durch aerodynamische Transportvorginge der turbulenten
Stromung gesteuert wird und das Stromungs- und Mischungsfeld als nahezu unabhén-
gig vom Durchsatz betrachtet werden konnen [67, 144, 145|, sind technische, nicht-
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Abbildung 3.1: Flammenstabilisierung durch Drall
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vorgemischte Drallflammen tiber einen weiten Lastregelbereich einsetzbar [100]. Zwar
ist das Stromungsfeld und damit die Form und Ausdehnung der zentralen Rezirkulati-
onszone von der Lage der Reaktionszone (Warmefreisetzung) bestimmt [144], doch blei-
ben das Reaktions- und Temperaturfeld iiber einen weiten Lastregelbereich konstant
[123]. Dennoch ist der stabile Betriebsbereich eines Verbrennungssystems beschrinkt.
Seine Grenzen kénnen zum einen durch Erhohung der thermischen Leistung (Gesamt-
durchsatz) bei konstanter globaler Stochiometrie (Luftzahl) iiberschritten werden, zum
anderen durch Variation der Luftzahl bei konstantem Durchsatz. Unter der Vorgabe ei-
ner konstanten globalen Stochiometrie fithrt eine Durchsatzerh6hung zum Verléschen,
wenn - wegen sinkender Verweilzeiten - der limitierende Einfluss des Zeitmakes der
Wiérmefreisetzung zum Tragen kommt |74, 123].

3.3 Stabilitatsmodelle

Ein vielfach beschrittener Weg bei der Untersuchung der Stabilitdt von Dralllammen
ist die Entwicklung von Stabilitdtsmodellen. Hierbei werden die Stabilitét begrenzende,
lokale Grofen auf globale, das Verbrennungssystem beschreibende Grofen d.h. dessen
Randbedingungen zuriickgefiithrt, um vereinfachte Kriterien abzuleiten, mittels derer
die Stabilitdtsgrenzen fiir das jeweilige Verbrennungssystem vorhergesagt werden kon-
nen.

3.3.1 Modelle auf Basis der kritischen Peclet-Zahl

LEwis & VON ELBE [104] haben fiir laminare Vormischflammen gezeigt, dass eine
Flammenstabilisierung dann gesichert ist, sobald in einem Punkt Strémungsgeschwin-
digkeit v und laminare Flammengeschwindigkeit uz; gleich grof und entgegengesetzt
gerichtet sind:

U ="Upy - (31)

MARKSTEIN & POLANYT [116] betrachten den Loschabstand an der Brennerwand

dy o 2 (3.2)

UF;

als den die Stabilitdt begrenzenden Einflussfaktor und leiten daraus fiir laminare Vor-
mischflammen unter Verwendung des Grenzgeschwindigkeitsgradienten

g X — (3.3)

eine Ahnlichkeitsbedingung fiir die Stabilitét gegen Abheben her:

s (s e’ ”

a a

Mit der Definition der Peclet-Zahl
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Pe— Re.pr— ¢ (3.5)

a

ergibt sich:

Pe,, (1’:’equl’mx)2 , bzw. Pe, =c- (Pey,,,..)" , (3.6)
worin Pe, = ug - dp/a mit der Gemischgeschwindigkeit an der Abhebegrenze ug, dem
Brennerdurchmesser dy und der Temperaturleitfahigkeit a und Pey,, ... = Urimas -
do/a mit der maximalen Flammengeschwindigkeit des jeweiligen Brennstoffs wgymax
gebildet ist und ¢ bzw. n Konstanten sind. Dieses Stabilitdtskriterium fiir laminare
Flammen wurde erstmals von MINX [127] auf staukorperstabilisierte turbulente Flam-
men {ibertragen und von RAWE [154] fiir frei brennende Drallflammen erweitert. Einge-
hendere Diskussionen der Stabilitdtsmodelle auf Basis der kritischen Peclet-Zahl und
weitere Ableitungen dhnlicher Modelle fiir frei brennende und eingeschlossene Drall-
flammen sind z.B. bei HILLEMANNS [67], HOFFMANN [74] oder SCHMITTEL [174] zu
finden. Thr Manko ist jedoch die Notwendigkeit, die Konstanten ¢ und n, die von der
jeweiligen Geometrie abhéngig sind, mittels aufwandiger experimenteller Untersuchun-
gen zu bestimmen, bevor eines dieser Modelle angewendet werden kann.

3.3.2 Reaktor-(Netzwerk-)Modelle

Ausgehend von der Annahme, dass die Stabilisierung hochturbulenter Dralllammen in
einem homogenen Gebiet stattfindet, in dem Mischungszustinde herrschen, die dem
Grenzfall des idealen Riihrkesselreaktors entsprechen, beschreibt HILLEMANNS [67] ein
Stabilitdatsmodell, das im Gegensatz zu den Stabilitdtsmodellen auf der Basis der kri-
tischen Peclet-Zahl die Reaktionskinetik als den die Stabilitdt begrenzenden Faktor
verwendet. Auch SCHEFER et al. [167] entwickeln ein Stabilitdtsmodell fiir staukor-
perstabilisierte, nicht-vorgemischte Drallflammen auf Basis nahezu mischungsbruch-
gradientenfreier Riickstromzonen. Die Annahme einer homogenen Stabilisierungszone
bleibt speziell im Falle nicht-vorgemischter Systeme kritisch zu hinterfragen, da hierin
erhebliche Gradienten des Stromungs- und Temperaturfeldes vor allem aber des Mi-
schungsfeldes vorherrschen.

Eine genauere Methode zur analytischen Beschreibung realer Verbrennungssysteme ist
durch deren Zerlegung in ein mehr oder weniger kompliziertes Netzwerk aus einzelnen
Modellreaktoren gegeben. Hierbei werden hochturbulente Stromungsbereiche mit star-
ker Riickvermischung durch ideale Riihrkesselreaktoren (PSR: Perfectly Stirred Reac-
tor), Stromungsbereiche mit geringer Riickvermischung durch Kolbenstromreaktoren
(PFR: Plug Flow Reactor) und der turbulente Queraustausch durch geeignete Ver-
schaltung der einzelnen Reaktoren simuliert (s. Abb. 3.2) [188, 200]. Wegen des relativ
geringen numerischen Aufwandes konnen detaillierte chemische Reaktionskinetiken ver-
wendet werden. Aussagen zur Stabilitit resultieren aus dem Vergleich von Zeitmafs der
Warmefreisetzung mit der Verweilzeit in der Ziindzone. Dennoch werden durch die
Verwendung von PSR-Reaktoren fiir Gebiete mit starker Riickvermischung speziell im
Falle nicht-vorgemischter Drallflammen vorherrschende Konzentrationsgradienten ver-
nachléssigt. Schwierig gestaltet sich auch die Abschétzung der Reaktorvolumina, die
einen signifikanten Modellparameter darstellen.
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Abbildung 3.2: Reaktornetzwerk zur Beschreibung einer Gasturbinenbrennkammer
(aus TILSTON et al. [200])

3.3.3 Modelle auf der Basis des Energieaustausches

Eine Untersuchung der Flammenstabilitdt kann nach einem Vorschlag von SPALDING
[185] durch Bilanzierung der turbulenten Austauschstréme zwischen einzelnen, als dis-
krete Volumina definierte Flammenzonen (s. Abb. 3.3) erfolgen, mit dem Ziel, eine Aus-
sage dariiber zu treffen, ob die ausgetauschten Energiestrome ausreichen, das Frischgas-
gemisch auf Ziindbedingungen aufzuheizen. Diesem Modell, das erneut von BAFUWA
& MAcCALLUM [9] und HILLEMANNS [67] aufgegriffen wurde, liegt einerseits die An-
nahme einer vollstdndigen Vermischung von Brennstoff und Verbrennungsluft bei Ein-
tritt in das Reaktionsvolumen zu Grunde, andererseits die Voraussetzung, dass in der
Riickstromzone keine Reaktion stattfindet. Es stellt eine Beschreibung der Flammen-
stabilisierung dar, die dem Mechanismus der drallinduzierten Flammenstabilisierung
(s. Kap. 3.2) #@hnlich ist, und ermdglicht die Beriicksichtigung der Einmischung von
Umgebungsmedium im Falle nicht eingeschlossener Flammen, sowie die Riickfiithrung
heifser Abgase im Falle eingeschlossener Flammen. Festzulegende Modellparameter sind
die Volumina der Flammenzonen, die turbulenten Austauschstrome und die Tempera-
tur der rezirkulierten Gase; hierin liegen die Schwierigkeiten bei der Anwendung dieses
Modells.
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Abbildung 3.3: Bilanzierung der ausgetauschten Energiestrome
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3.3.4 Grenzen der Stabilitatsmodelle

Oben skizzierte Stabilitdtsmodelle auf Basis der kritischen Peclet-Zahl, die Reaktor-
(Netzwerk)-Modelle, sowie die Modelle auf Basis des Energieaustausch besitzen “in-
tegralen” Charakter, da sie die rdumliche Verteilung der eingehenden Grofen nicht
bzw. unzureichend berticksichtigen und somit keine quantitativen Aussagen getroffen
werden konnen. Dies ist nur durch meist aufwéindige Experimente und nachfolgende
Anpassung der Stabilitdtsmodelle moglich. Auf dieser Basis bieten die Stabilitdtsmo-
delle jedoch die Moglichkeit Aussagen fiir geometrisch dhnliche Verbrennungssysteme

zu formulieren.
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Kapitel 4

Numerische Modellierung reagierender,
turbulenter Drallstromungen

Aufbauend auf der mathematischen Beschreibung turbulenter Dralllammen in Kap. 2
behandelt die “numerische Modellierung reaktiver, turbulenter Drallstromungen” ihre
Simulation mittels CFD-Methoden (CFD: Computational-Fluid-Dynamics). Nach ein-
fithrender Diskussion géngiger Vorgehensweisen zur Simulation isothermer Stromungen
in Kap. 4.1 und reaktiver Strémungen in Kap. 4.2, wird das im Rahmen dieser Arbeit
weiterentwickelte turbulente Reaktionsmodell in Kap. 4.3 und die diesem zu Grunde
liegende chemische Reaktionskinetik in Kap. 4.4 vorgestellt.

4.1 Modellierung turbulenter, isothermer Drallstro-
mungen

4.1.1 Methoden zur Simulation turbulenter Stromungen

Zur Berechnung der in Kap. 2.1 eingefithrten Navier-Stokes’schen Gleichungen, d.h.
der Bilanzgleichungen fiir Gesamtmasse, Impuls und Enthalpie, welche ein turbulentes
Stromungsfeld vollstdndig beschreiben, existieren mehrere Anséitze sowohl unterschied-
lichen Abstraktionsgrades als auch numerischen Aufwandes:

Direkte Numerische Simulation - DNS

Eine modellfreie Losung dieses instationdren Gleichungssystems ermoglicht die Metho-
de der direkten numerischen Simulation (DNS: Direct Numerical Simulation), die ohne
Modellterme fiir die fein-skaligen Anteile der turbulenten Stromung auskommt [51].
Die Losung einer DNS hangt hauptséchlich von der Qualitdt der definierten Rand-
bedingungen ab und ist wegen der erforderlichen Auflésung aller Zeit- und Léngens-
kalen des Systems extrem rechenintensiv. Mit wachsender Turbulenz, also steigender
Reynolds-Zahl, nehmen sowohl die Gittergrofe mit Na, o Re?%/* Gitterpunkten je
Raumrichtung als auch die Zahl erforderlicher Zeitschritte mit Na;, oc Re'/2 zu [49].
Die Behandlung reaktiver Stromungen verkompliziert die Problemstellung der DNS,
da zusétzlich die Zeitskalen der chemischen Reaktionen aufgelost werden miissen. Thre
Anwendung beschrénkt sich daher meist auf akademische Aufgabenstellungen.
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Grobstruktursimulation - LES

Motiviert durch die Existenz unterschiedlicher turbulenter Skalen, erfolgt bei der Grob-
struktursimulation (LES: Large-Eddy Simulation) eine Unterteilung des Turbulenz-
spektrums auf Basis energetischer Betrachtungen. Hierzu werden die instationdren
Navier-Stokes’schen Gleichungen zunéchst gefiltert, um eine klare Skalentrennung vor-
nehmen zu konnen. Die energietragenden und damit fiir die instationédre Struktur der
Stromung wichtigen, grof-skaligen Wirbel werden wie im Falle der DNS direkt geldst,
wahrend die energetisch untergeordneten Beitrége der kleinsten, nahezu isotropen Wir-
belklassen iiber ein Turbulenzmodell (SGS: SubGrid-Scale Model |33, 180]) geschlossen
werden; die Auflssung der kleinsten Skalen entfiillt somit. Die Festlegung des Ubergangs
von Grob- auf Feinstruktur und damit die Maschenweite des Rechengitters ist durch
die Reynolds-Zahl mit Na, o< Re®* von der jeweiligen Aufgabenstellung abhingig . So
miissen Stromungsgebiete mit diinnen Grenzschichten und komplexer Turbulenzstruk-
tur (Scherzonen, Wandgrenzschichten) durch ein entsprechend feines Gitter aufgelost
werden (Na, o< Reb®), was speziell in eingeschlossenen Stromungen zu sehr groRen
Rechengittern fithren kann [62|. Vielversprechend zeichnen sich hier neuere Hybrid-
Modelle ab; ein Ansatz verfolgt die zonale Aufteilung in wandferne Bereiche, fiir die
die LES gelost wird, und wandnahe Bereiche, in denen ein statistisches Stromungsmo-
dell (RANS, s.u.) seine Anwendung findet, welches in Wand-Normalenrichtung lediglich
eine recht grobe Gitterauflosung (Na, o In[Re]) erfordert [168, 198]. Auch bei der DES
(DES: Detached-Eddy Simulation) [122, 132, 187| erfolgt eine Kopplung der LES mit
RANS-Methoden; allerdings wird hierbei die Verwendung des jeweiligen Teilmodells
durch die Gitterabmessungen bestimmt [62]. Im Falle der LES reaktiver turbulenter
Stromungen kann die Flammenfront wegen ihrer geringen Abmessung (s. Kap. 2.4)
nicht durch das Rechengitter aufgelost werden, weshalb fiir den SGS-Anteil ein tur-
bulentes Reaktionsmodell benotigt wird. Die LES technisch, relevanter Anwendungen
erfordert mitunter lange Rechenzeiten und damit einen hohen Speicherbedarf. Vor al-
lem die Validierung der Simulationsergebnisse anhand experimentell ermittelter Daten,
fiir die ein Vergleich zeitlich gemittelter Grofsen unerlésslich ist, bedingt grofe physi-
kalische Rechenzeiten, um eine reprasentative statistische Mittelung der instationéren
Simulation zu gewéhrleisten. Auch Parameterstudien fiir komplexe, ingenieurtechnische
Anwendungen mit LES-Methoden sind bislang nicht praktikabel.

Simulation mittels statistischer Turbulenzmodellierung - RANS

Fiir viele ingenieurtechnische Aufgabenstellungen geniigt es, die Wirkung der Turbu-
lenz auf die mittlere Stromung zu erfassen, ohne dabei die turbulenten Fluktuationen
bis ins Detail aufzulésen. So kann eine wesentliche Verringerung des numerischen Auf-
wandes zur Losung der Navier-Stokes’schen Gleichungen durch die Beschrankung auf
eine statistische Behandlung des turbulenten, stromungsmechanischen Problems erzielt
werden. Hierzu werden die in Kap. 2.1 eingefiihrten Navier-Stokes’schen Gleichungen,
wie in Kap. 2.3.3.1 beschrieben, lokal zeitlich gemittelt. In den resultierenden, nach FA-
VRE gemittelten Bilanzgleichungen (2.50) bis (2.54) treten ungeschlossene Terme auf,
zu deren Schliefiung statistische Turbulenzmodelle angewendet werden, auf die in den
folgenden Abschnitten néher eingegangen wird.
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4.1.2 Statistische Turbulenzmodelle

4.1.2.1 Bestimmung des Reynolds’schen Spannungstensors - Hierarchie
der Turbulenzmodelle

Die in den zeitlich mittleren Impulsbilanzgleichungen (2.51) auftretenden, ungeschlosse-

nen Kovarianzen —p uju} (statistische Momente zweiter Ordnung; “second-moments”)
beschreiben den Einfluss der Turbulenz auf das Stromungsfeld und lassen sich zum sog.

Reynolds’schen Spannungstensor zusammenfassen:

Tijt = —0 ujuj , (4.1)

der, in Analogie zum viskosen Spannungstensor (2.3), als turbulenter Spannungsten-

sor interpretiert werden kann und stets symmetrisch (uju} = wjuj) ist. So kénnen

der zeitlich mittlere laminare Spannungstensor und der Reynolds’sche Spannungsten-
sor entsprechend ihrer linearen Uberlagerung in den Impulsbilanzgleichungen zum Ge-
samtspannungstensor gemaf 7,; = 7;;; + 7+ zusammengefasst werden. Die Nebendia-
gonalemente des Reynolds’schen Spannungstensors (7 # j) werden als Reynolds’sche
Schubspannungen, seine Diagonalemente (i = j) als Reynolds’sche Normalspannun-
gen bezeichnet. Die halbe Summe der Reynolds’schen Normalspannungen definiert die
massenspezifische, turbulente kinetische Energie:

1 —_
k= 5 . u;’u;’ , (42)

die im Gegensatz zu den einzelnen Elementen des Reynolds’schen Spannungstensors
invariant gegeniiber Koordinatentransformation und damit ein Mafs fiir die Turbulen-
zintensitat ist. Eine haufig zur Charakterisierung der Intensitét turbulenter Schwan-
kungsbewegungen herangezogene Grofe ist der sog. Turbulenzgrad, der sich aus der
Entdimensionierung der tubulenten kinetischen Energie mit einer charakteristischen,
zeitmittleren Geschwindigigkeit des makroskopischen Stromungssystems ergibt:

k

wWro

Tu =

o (4.3)
Das eigentliche Schlieffungsproblem der statistischen Turbulenzmodellierung liegt in
der Bestimmung des Reynolds’schen Spannungstensors. Hierzu gibt es prinzipiell die
Moglichkeit, Differentialgleichungen fiir die unbekannten Kovarianzen herzuleiten, die
ihrerseits jedoch hohere statistische Momente enthalten. Dieses Verfahren fiihrt zu einer
unendlichen Kaskade gekoppelter Differentialgleichungen immer hoherer statistischer
Momente, die abgebrochen werden muss, um den numerischen Aufwand in Grenzen zu
halten. Eine Hierarchie der Turbulenzmodelle kann folglich anhand der Ordnung des
gewihlten Abbruchs entwickelt werden:

e Bei den Reynolds-Spannungsmodellen erfolgt der Abbruch nach statistischen Mo-
menten zweiter Ordnung (SMC: Second-Moment Closure); héhere statistische
Momente werden wiederum durch ein Turbulenzmodell bestimmt.

e Die sog. Wirbelviskositdtsmodelle modellieren die Reynolds’schen Spannungen
mit Hilfe statistischer Momente erster Ordnung (First-Moment Closure), d.h.
mittels der mittleren Geschwindigkeitsgradienten der Stromung, weshalb diese
Modelle auch als Gradientenansétze bezeichnet werden.
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4.1.2.2 Reynolds-Spannungsmodelle (RSM)

Unter Ausnutzung der Symmetrie des Reynolds’schen Spannungstensors (4.1) basie-
ren die verschiedenen Formulierungen der Reynoldsspannungsmodelle (RSM: Reynolds
Stress Transport Model) |38, 83, 95, 159, 161| auf je einer Transportgleichung fiir jede

der sechs unbekannten Reynolds’schen Spannungen —p w;'u} und einer weiteren Trans-
portgleichung fiir die Dissipationsrate € der turbulenten kinetischen Energie k. Die da-

bei auftretenden Tripelkorrelationen u}u/uj werden wiederum durch Modellannahmen

geschlossen. Die Reynolds-Spannungsmodelle bieten gegeniiber den unten beschriebe-
nen Wirbelviskositdtsmodellen zwar den Vorteil, dass die Transportgleichungen der
Reynolds’schen Spannungen die bei einer Kriitmmung der Stromlinien auftretenden, sog.
“secondary strain rates” [23], zwar implizit behandeln [144], aber die Losung der sieben
eng gekoppelten und zudem numerisch steifen Transportgleichungen ist sehr aufwéndig
und damit Speicherplatz- und Rechenzeit-intensiv. Da Reynolds-Spannungsmodelle im
Rahmen dieser Arbeit keine Anwendung finden, sei zur Diskussion der zugehorigen
Transportgleichungen auf die Arbeiten von HIRSCH [69] und JONES [81] verwiesen.

4.1.2.3 Wirbelviskositdtsmodelle (EVM)

Wirbelviskositdtsmodelle (EVM: Eddy Viscosity Model) 16sen das Schlieffungsproblem
der Turbulenz durch Modellierung der Reynolds’schen Spannungen mit Hilfe statis-
tischer Momente erster Ordnung, d.h. den mittleren Geschwindigkeitsgradienten der
Stromung.

Boussinesq-Hypothese: In seiner bereits 1877 formulierten Hypothese geht Bous-
SINESQ [21] davon aus, dass die turbulenten Reynolds’schen Spannungen (4.1) - analog
den viskosen Spannungen im Falle laminarer Stromung - proportional zu den Gradien-
ten der zeitlich mittleren Scherraten sind:

—— ou; ou; 2 . Ouy 2
1] = —pulu! = . ’ ]__51"— ——_]{351". 4.4
Tijt Quzu] He <ax] + axl 3 J axk) 3 0 ( )
Die hier vollstédndige Formulierung der Boussinesq-Hypothese beriicksichtigt den Ein-
fluss der Kompressibilitdt durch die in inkompressiblen Strémungen verschwindende
Divergenz des Geschwindigkeitsvektors im Term —% 0ij g%z; der Term %@k@j dient der

Erfillung der Kontinuitat, damit die Spur des Tensors 7;;, exakt —2pk ergibt.

Wirbelviskositét: Die in (4.4) eingefiihrte Wirbelviskositat p; (eddy viscosity) ist
im Gegensatz zur laminaren dynamischen Viskositat j; keine Stoffgréfse, sondern mafs-
geblich durch die lokale Turbulenzstruktur bestimmt und kann damit innerhalb des
Stromungsfeldes stark variieren. Zu ihrer Berechnung wird ein sog. Wirbelviskositéts-
modell benétigt, womit das Schlieflungsproblem der Turbulenzmodellierung auf die
Bestimmung der Wirbelviskositét verschoben ist. Zur Klassifizierung der Wirbelvisko-
sitdtsmodelle, deren wesentliche Einschréinkung auf der mit Einfiihrung der skalaren
Wirbelviskositit getroffenen Annahme isotroper Turbulenz beruht, wird die Anzahl
der zu ihrer Bestimmung verwendeten zusétzlichen Transportgleichungen herangezo-
gen, wobei man in Null-, Ein-, Zwei- und z.T. auch Dreigleichungsmodelle unterscheidet
[160, 223|.
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Nullgleichungsmodelle - Prandtl’sche Mischungsweghypothese: Die einfachs-
ten Wirbelviskositatsmodelle verwenden nur algebraische Beziehungen und damit iiber-
haupt keine Transportgleichungen. Das sicherlich bekannteste Beispiel hierfiir ist die
Prandtl’sche Mischungsweghypothese [151, 169]. Aus der statistischen Physik ist be-
kannt, dass sich der molekular diffusive Transport proportional zum Produkt einer
charakteristischen Geschwindigkeit und einer Austauschlénge definieren lédsst, wobei
im molekularen Fall die Molekiilgeschwindigkeit ¢,,, und die mittlere freie Weglange
Amol €inzusetzen sind:

1y X 0 Aol * Cmol - (4.5)

In Analogie hierzu fithrte PRANDTL [151]| zur Bestimmung der Wirbelviskositét p, die
Mischungslidnge [; als charakteristisches Langenmafs ein, das die Strecke représentiert,
die ein Turbulenzballen zuriicklegt, bis er seine urspriingliche Identitdt verloren hat
und damit nicht mehr von seiner Umgebung zu unterscheiden ist:

/JtOC@'lt'Ut. (46)

Unter Annahme turbulenten Austausches senkrecht zur mittleren Stromungsrichtung
verwendete PRANDTL als charakteristisches Geschwindigkeitsmafs den mit der Mi-
schungsldnge multiplizierten mittleren Geschwindigkeitsgradienten (u; = I; - |0u/0y|),
womit sich die Wirbelviskositéit wie folgt darstellen lasst:

ou

dy

p =701 : (4.7)

Fiir einen dreidimensionalen Stromungszustand kann die Prandtl’sche Mischungsweg-
hypothese mittels des mittleren Deformationstensors S;; ausgedriickt werden [147]:

on; 01,
a[Ej 0332 ’

pe=70-12-1S;| , mit SZ--:%< (4.8)
Zur Bestimmung von p; muss die Mischungsldnge [, empirisch bestimmt werden und
kann eine Feldabhingigkeit (z.B. Funktion des Wandabstandes) enthalten [223|. Mi-
schungswegmodelle sind einfach zu implementieren, wenig Rechenzeit-intensiv und we-
gen ihrer guten Pradiktion fiir Problemstellungen diinner Grenzschichten auf den Ge-
bieten der Tragfligelumstromung und freier Scherschichten weit verbreitet [206]. Sie
zeigen aber wesentliche Schwéchen in komplexen Stromungen wegen der hierbei schwie-
rigen, problemabhéngigen Bestimmung der Mischungsldnge [160] und der impliziten
Vernachléssigung des Transports turbulenter Grofen [223].

Eingleichungsmodelle - Prandtl-Kolmogorov: Um die Einschrankungen oben
beschriebener Mischungswegmodelle zu iiberwinden, wurden Modelle unter Verwen-
dung einer zuséatzlichen Bilanzgleichung zur Beschreibung des Transports turbulenter
Grofen vorgeschlagen. Eine Mdoglichkeit besteht hierbei in der Ableitung einer Bilanz-
gleichung fiir die turbulente kinetische Energie k. Die Wirbelviskositéat kann dann nach
einer unabhéngig von KOLMOGOROV [94] und PRANDTL [152] vorgeschlagenen Be-
ziehung als Funktion von vk bestimmt werden, welche ein Geschwindigkeitsmaf fiir
grofs-skalige turbulente Bewegungen darstellt [160, 223]:
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Hierin ist der Anisotropieparameter C), eine Modellkonstante (meist: C,, = 0.09) und [
ein charakteristisches Langenmaf der Turbulenz. Obwohl Eingleichungsmodelle Ande-
rungen in der Turbulenzstruktur besser als Nullgleichungsmodelle beschreiben kénnen,
besitzen sie auf Grund des empirisch zu bestimmenden turbulenten Langenmafses kei-
nen allgemeingiiltigen Charakter [223].

Zweigleichungsmodelle: Mit dem Ziel, sowohl turbulente Geschwindigkeits- als
auch turbulente Lingenmafe im gesamten Stromungsfeld zu bestimmen, wird bei den
Zweigleichungsmodellen zusétzlich zur Transportgleichung fiir die turbulente kineti-
sche Energie, aus der ein turbulentes Geschwindigkeitsmaf berechnet werden kann
(u; o< k), eine weitere Transportgleichung zur Bestimmung des turbulenten Lén-
genmafes gelost. Letztere kann z.B. eine Transportgleichung fiir die charakteristische
Frequenz w der energietragenden Wirbel sein (k-w-Modell [218, 219|) oder, wie im Falle
des im Rahmen dieser Arbeit verwendeten und in Kap. 4.1.2.4 beschriebenen Standard
k-e-Turbulenzmodells, die Dissipationsrate € der turbulenten kinetischen Energie k.

4.1.2.4 Standard k-e-Turbulenzmodell (STKE)

Das urspriinglich von JONES & LAUNDER [82] vorgeschlagene Standard k-e-Turbulenz-
modell (STKE) ist das wohl bekannteste und auf Grund seiner Effizienz und numeri-
schen Stabilitdt im Bereich der angewandten Stromungsmechanik weitest verbreitete
und am besten validierte Zweigleichungsmodell zur Bestimmung der Wirbelviskositét.
In Analogie zur laminaren dynamischen Viskositdt kann die unter Annahme lokal-
isotroper Turbulenz als feldverteilte und skalare Grofse zu betrachtende Wirbelvisko-
sitdt nach (4.6) in Abhéngigkeit ebenfalls feldverteilter, turbulenter Geschwindigkeits-
und Langenmafse ausgedriickt werden. Beim STKE werden die turbulenten Geschwin-
digkeitsmake u,; als Funktion der turbulenten kinetischen Energie k:

u = Vk, (4.10)

die turbulenten Langenmafe [; als Funktion der turbulenten kinetischen Energie k£ und

deren Dissipationsrate e:
]{?3 /2

= 4.11
lt c ) ( )

berechnet [160], woraus sich die zu bestimmende Wirbelviskositat ergibt:

/{32

Die zunéchst fragwiirdig erscheinende Verkniipfung des makroskopischen turbulenten
Langenmafes [, mit der fiir kleine Skalen definierten Dissipationsrate ¢ nach (4.11)
besitzt Giiltigkeit bei Annahme einer sich im Gleichgewicht befindlichen Turbulenz-
kaskade (Gleichgewichtsturbulenz). Dem zu Grunde liegt die Vorstellung, dass die ge-
samte in der turbulenten Schwankungsbewegung gespeicherte Bewegungsenergie bei
grofen Skalen [; aus der mittleren Scherung entnommen, beim Durchlaufen des sog.
Inertialbereichs verlustfrei zu immer kleineren Skalen transportiert wird und schliefs-
lich bei kleinsten Skalen [, dissipiert (s. Kap. 2.3.2). D.h. der Energietransfer ist lings
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der Kaskade konstant und die Dissipation kinetischer Energie gleich grofs derer Pro-
duktion. Folglich kann die auf kleinen Skalen stattfindende Dissipation (¢) mit den
makroskopischen Skalen (I;) geméf (4.11) in Beziehung gesetzt werden. [164]

Die zur Bestimmung von p; notwendigen Transportgleichungen fiir £ und ¢ lassen sich
exakt herleiten [63|, enthalten aber Terme, die modelliert werden miissen [223]. Die
entsprechend modellierten Transportgleichungen lauten in ihrer stationéren, inkom-
pressiblen Formulierung;:

8 _ﬁzk a ak, B
8(5a25> . 0 Ly Os c _52
Cox; O K“l T Se. ) O, + Ca Epk - CsQQE : (4.14)

In den Quelltermen der rechten Seite der Gleichungen (4.13) und (4.14) ist P, der
Produktionsterm der turbulenten kinetischen Energie:

4.1

By =Tije-

wobei fiir den Reynolds’sche Spannungstensor 7;;, die Boussinesq-Hypothese (4.4) ein-
gesetzt wird. Die empirisch zu bestimmenden Modellkonstanten bieten durch entspre-
chende Anpassung an spezielle Stromungsformen die Moglichkeit einer problembezoge-
nen Verbesserung der Genauigkeit des STKE. Um eine moglichst grofe Allgemeingiil-
tigkeit des Modells zu erzielen, wurden sie durch numerische Optimierung auf Basis von
Messdaten vereinfachter Stromungssituationen zu den in Tab. 4.1 aufgelisteten Werten
bestimmt [160].

Cu Cel CEQ SCk SQS

0,09 1,44 1,92 1,0 1,3

Tabelle 4.1: Konstanten des Standard k-e-Turbulenzmodells

4.1.2.5 Drallkorrektur - Modifiziertes k-c-Turbulenzmodell (MKE)

Standard k-e-Turbulenzmodell und turbulente Drallstromungen: Aus der
Anwendung der Boussinesq-Hypothese (4.4), die mit der proportionalen Abhéngig-
keit der turbulenten Spannungen von den mittleren Geschwindigkeitsgradienten der
Stromung und der Einfiihrung der Wirbelviskositéit als zwar feldverteilte aber isotro-
pe, d.h. richtungsunabhéngige Grofe zwei nicht allgemein giiltige Annahmen postu-
liert, resultieren die in der Literatur diskutierten Schwéchen des STKE. Insbesondere
bei der Modellierung turbulenter Drallstromungen liefert das STKE héufig unbefrie-
digende Ergebnisse, die nicht zuletzt aus der in diesen Stromungen vorherrschenden
Anisotropie der turbulenten Austauschgréfien hervortreten und sich in einer Uber-
schiatzung des radialen Austausches von Tangentialimpuls dufiern, welche zur bevor-
zugten Ausbildung von Tangentialgeschwindigkeitsprofilen des Starrkorperwirbeltyps
fithrt [199, 23, 179, 40, 144, 69, 75].
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Modifikationen bei isotroper Wirbelviskositadt: Um das numerisch robuste k-
e-Turbulenzmodell auch fiir Drallstrémungen verwenden zu kénnen, wurden einige
Korrektur-Ansétze entwickelt. Zur Korrektur des radial-tangentialen Austausches bie-
tet sich die sog. Richardson-Zahl-Korrektur [179, 40, 144] an, die auf Basis des lokalen
Zirkulationsgradienten (s. Kap. 2.3.7 - Rayleigh-Kriterium) in die e-Transportgleichung
eingreift und z.B. bei turbulenzddmpfendem, positivem radialen Zirkulationsgradien-
ten die Dissipationsrate € erhoht und damit eine Verringerung der Wirbelviskositét
bewirkt [144].

Modifiziertes k-c-Turbulenzmodell nach HIRSCH: In seinem Modifikationsan-
satz zum k-e-Turbulenzmodell beschreitet HIRSCH [69] einen anderen Weg. Aufbauend
auf Arbeiten von JACQUIN et al. [80] unterscheidet er in lineare und nicht-lineare
Wechselwirkungen zwischen Rotation und Turbulenz. Demnach erfassen nicht-lineare
Effekte die Wirkung starker Rotation auf die Turbulenzkaskade und verédndern deren
Struktur erst ab einer kritischen Drallstirke. Entsprechende Modelle greifen in die
e-Transportgleichung ein, da diese den Transfer von Turbulenzenergie iiber die Kas-
kade beschreibt. Da er sich in seiner Arbeit vorwiegend mit der Wirkung der linearen
Effekte befasst und diese entkoppelt von den nicht-linearen untersuchen will, verwen-
det HIRSCH die Dissipationsgleichung des STKE-Modells ohne Modifikation. Lineare
Wechselwirkungen betreffen hingegen die direkte Kopplung der Turbulenzstruktur mit
dem mittleren Strémungsfeld durch eine zur Drallstédrke proportionale Lagednderung
des turbulenten Spannungstensors relativ zum Koordinatensystem und werden folglich
nicht iiber eine Beeinflussung der Dissipationsgleichung modelliert. HIRSCHs Drall-
korrektur greift direkt in die Boussinesq-Hypothese (4.4) ein, indem er ausgehend von
einer Analyse der im Reynoldsspannungsmodell identifizierten, drallrelevanten Terme
eine richtungsabhéngige Korrektur der Wirbelviskositat als Funktion der lokalen Be-
schleunigung und damit der Kriimmung von Strombahnen entwickelt, die streng ge-
nommen nur in sehr stark verdrallten Stromungen giiltig ist [69]. Zur detaillierten
Herleitung und Implementierung des Modifizierten k-e-Turbulenzmodells (MKE) sei
an dieser Stelle auf die Arbeit von HIRSCH [69] bzw. den Bericht von SCHMID [173]
verwiesen.

4.1.3 Turbulenter Skalartransport

Zur vollstandigen Schliefung der zeitlich mittleren Bilanzgleichungen (s. Kap. 2.3.3.2)
miissen die/g(}rt auftretenden ungeschlosseneg\T/erme der turbulenten Fliisse von Ent-
halpie —p uh! (2.52) und Speziesmassen -p u'Y/” (2.54) bestimmt werden. Hierzu bie-
tet es sich an, diese jeweils als turbulenten Fluss einer skalaren GroRe! ® zu behandeln,
fiir welche, analog zu den vektoriellen Grofsen, durch Anwendung der in Kap. 2.3.3.1
beschriebenen Mittelungsmethoden, eine allgemeine Skalar-Transportgleichung fiir die
zeitlich gemittelte, turbulente Stromung abgeleitet werden kann:

0 <§f’> Y <ZZN ?) _ _(g 0 @aﬁ@”) L5 (4.16)

ISkalare Grofen sind massegebundene Eigenschaften des Fluids.
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Der laminare diffusive Fluss J¥ des Skalars ® kann durch einen Gradientenansatz in
Analogie zu j! bzw. j¥ nach (2.16) bzw. (2.18) berechnet werden, ist aber bei grofen

Reynolds-Zahlen sehr klein im Vergleich zu dessen turbulentem Fluss —o u/;’Q\;’ , der
wiederum in Analogie zum turbulenten Impulsaustausch als Funktion des mittleren
Gradienten der ausgetauschten Grofe ausgedriickt wird:

oD
a[l?i .

—ou/d" =T, (4.17)
Hierin ist I'; die turbulente Diffusivitét, die wie die Wirbelviskositét p; keine Stoffgro-
fse, sondern durch die Turbulenzstruktur bestimmt ist, und nach der Reynolds’schen
Analogie mittels eines Proportionalititsfaktors o; auf diese bezogen werden kann:

r, =1 (4.18)
Ot

Der Proportionalitéatsfaktor o, driickt das Verhéltnis von turbulentem Impulsaustausch
zum turbulenten Austausch des jeweiligen Skalars aus und wird im Falle des Warmeaus-
tausches als turbulente Prandtl-Zahl Pr;, im Falle des Stoffaustausches als turbulente
Schmidt-Zahl Sc¢; bezeichnet. Experimenten zufolge variieren die Diffusivitdten von
Impuls, Warme und Stoff zwar stark innerhalb eines Stromungsfeldes, ihr Verhéltnis
oy bleibt aber anndhernd konstant, was in vielen Modellen durch Verwendung kon-
stanter turbulenter Prandtl-Zahl bzw. Schmidt-Zahl genutzt wird [223]. Zur Ubersicht
sind in Tab. 4.2 die Entsprechungen zwischen allgemeinem Skalar- und Wéarme- bzw.
Stofftransport gegeniibergestellt.

laminarer Fluss | turbulenter Fluss | turbulente Diffusivitiat | Quellterm
® P —@“/;/E)/” Ly = /o S
h it —EW Ly = e/ Pry dr
Yy Ef _EU/QI\YZI Ly = w/Se Wy

Tabelle 4.2: Analogie zwischen Skalar-, Warme- und Stofftransport

Die Behandlung des turbulenten Skalartransports in Form des Gradientenaustauschan-
satzes (4.17) verliert ihre Giiltigkeit in einigen reaktiven, turbulenten Strémungen, in
denen die sog. “Counter-Gradient™Diffusion (s. Kap. 2.4.4.3) beobachtet wurde.

4.1.4 Lokale, mittlere Aufenthaltszeit

Die Untersuchung stationédrer Stromungen, die durch Prozesse stark unterschiedlicher
Zeitmalse gekennzeichnet sind, wirft mitunter die Frage nach der lokalen Verweilzeit
des Fluids in einem bestimmten Teil des Stromungsgebietes auf. Im Gegensatz zu einer
auf Basis globaler Grofen definierten Verweilzeit kann dieser Anforderung durch eine
lokale Definition Rechnung getragen werden. Einem Vorschlag von HABISREUTHER |58
zufolge ist die sog. lokale, mittlere Aufenthaltszeit 7 als massegebundener Skalar durch
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eine zur allgemeinen Skalar-Transportgleichung (4.16) analogen aber stationdren For-
mulierung zu berechnen:

o@ET) O 0 [ 97\ -
% =% " 5 <Ft 093-) 5 (4.19)

Hierin wird die turbulente Diffusivitiat geméf I’y = u;/Sc, mit Se, = 0,7 und der
Quellterm zu S, = 1- ¢ mit der Einheit [(s/s) - (kg/m?)] gesetzt. Die lokale, mittlere
Aufenthaltszeit beschreibt die Zeit, die ein sich an einem bestimmten Ort befindliches
Masseteilchen im statistischen Mittel seit seinem Eintritt in die Brennkammer verbracht
hat. Sie wird am Einlassrand zu 7 = 0 definiert und ist somit streng genommen nur
fiir Stromungssysteme mit nur einem Ein- bzw. Auslass giiltig [58].

In Systemen mit mehreren Einléssen bietet die lokale, mittlere Aufenthaltszeit nicht
mehr die Moglichkeit ihren lokalen Wert strikt als Mafs der Verweilzeit des Fluids seit
Eintritt in das System zu verwenden, sie kann aber dennoch zur qualitativen Analyse
herangezogen werden, wenn sich die jeweiligen Impulsstrome an den Einléssen nicht zu
stark unterscheiden und letztere im Verhéltnis zur Gesamtgrofe des Systems nicht zu
weit auseinander liegen.

4.2 Modellierung der Reaktion in turbulenten Drall-
flammen

Die in Kap. 4.1 beschriebenen Turbulenzmodelle ermoglichen die Bestimmung der tur-
bulenten Transportterme nicht reagierender skalarer Grofen und damit die Berechnung
der in Kap. 2.1 eingefiihrten Bilanzgleichungen fiir Gesamtmasse, Impuls und Enthalpie
in turbulenten, isothermen Stromungen. In reaktiven, turbulenten Stréomungen miissen
zusitzlich die Bilanzgleichungen der Speziesmassen (2.54) gelost werden. Die Bestim-
mung der darin auftretenden ungeschlossenen Terme des turbulent-diffusiven Spezie-

stransports <8 (@ m’ ) / 09%-) sowie der mittleren Reaktionsquellterme 1y, ist Aufgabe

des turbulenten Reaktionsmodells. In der Regel werden hierbei reagierende Kompo-
nenten als passive Skalare behandelt und demnach ihr turbulent-diffusiver Transport
analog zum turbulenten Skalartransport (s. Kap. 4.1.3) mit Hilfe des Gradientenaus-
tauschansatzes (4.17) modelliert. Folglich besteht die Hauptaufgabe des turbulenten
Reaktionsmodells in der Bestimmung des Reaktionsquellterms iy, welcher die Inter-
aktion von Turbulenz und Chemie beschreibt.

4.2.1 Turbulente Reaktionsmodelle: Uberblick

Ein wichtiges Kriterium zur Klassifizierung der bislang verfiigharen turbulenten Reak-
tionsmodelle ist der Ort der Mischung von Brennstoff und Oxidator. So sind in erster
Linie Modelle fiir vorgemischte und nicht-vorgemischte Verbrennung voneinander zu
unterscheiden.

Vormischverbrennung

Da turbulente Reaktionsmodelle die Interaktion von Turbulenz und Chemie beschrei-
ben, bietet sich eine Einteilung entsprechend der Klassifizierung turbulenter Reakti-
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onsstrukturen an, wie sie in Kap. 2.4.3 vorgestellt wurde. Die mittlerweile als klassisches
Werk einzustufende Arbeit von BORGHI [19] gibt hierzu eine detaillierte Ubersicht. Dar-
in wird deutlich, dass viele Modelle nicht alle turbulenten Reaktionsstrukturen erfassen,
d.h. nicht das komplette BORGHI-Diagramm (s. Kap. 2.4.3.1) abdecken, sondern oft nur
kleine Bereiche. So lassen sich, z.B. durch Betrachtung der turbulenten Damkdéhlerzahl,
welche geméfs (2.84) das charakteristische Zeitmaf der Turbulenz mit demjenigen der
Warmefreisetzung vergleicht, im wesentlichen zwei Klassen von Modellen unterschei-
den: Modelle, die auf der Annahme unendlich schneller Chemie basieren, und solche,
die von einem reaktionskinetisch kontrollierten Umsatz, d.h. finiter Chemie ausgehen.

Eine Klassifizierung turbulenter Reaktionsmodelle kann auch auf Basis des im jewei-
ligen Reaktionsmodell verwendeten Modellierungsansatzes erfolgen. Demnach unter-
scheidet HABISREUTHER |[58] in Modelle auf Basis der turbulenten Flammengeschwin-
digkeit und statistische Modelle. VEYNANTE & VERVISH [208] geben eine ausfiihrli-
che Ubersicht iiber turbulente Reaktionsmodelle der Vormischverbrennung, die sie in
Modelle auf Basis der skalaren Dissipationsrate, der Beschreibung der Flammenfront-
geometrie und wiederum der statistischen Beschreibung gliedern. HOFFMANN [71], der
diese Gliederung tibernimmt, liefert eine ausfiihrliche Darstellung der diesen Kategori-
en zuzuordnenden Reaktionsmodelle und zeigt die Bereiche im Regime-Diagramm der
turbulenten Vormischverbrennung nach BORGHI auf, die das jeweilige Modell abdeckt.
In Anbetracht der mittlerweile existierenden Fiille an turbulenten Reaktionsmodellen
erscheint eine Einteilung dieser Art als am besten geeignet, einen Uberblick iiber die
Moéglichkeiten der turbulenten Verbrennungsmodellierung zu vermitteln:

Korrelationen auf Basis der turbulenten Flammengeschwindigkeit: Turbu-
lente Reaktionsmodelle auf Basis der turbulenten Flammengeschwindigkeit setzen den
gesuchten mittleren Reaktionsquellterm in Bezug zur turbulenten Flammengeschwin-
digkeit, welche wiederum durch Korrelationen auf der Basis asymptotischer Zeit- und
Langenmafsverhéltnisse bestimmt wird. In Analogie zum laminaren Fall wird auch
hier oft nur ein Zeitmaf fiir Warmefreisetzung und turbulent-diffusiven Austausch
verwendet. [58]

Beschreibung auf Basis der skalaren Dissipationsrate: Modelle dieser Klasse
beschreiben den mittleren Reaktionsquellterm auf Basis der turbulenten Mischung, die
mittels der skalaren Dissipationsrate (2.78) ausgedriickt werden kann. Fiir grofe Dam-
kohlerzahlen (2.84) sind die charakteristischen Zeitskalen der Warmefreisetzung kleiner
als die der Turbulenz, sodass der mittlere Reaktionsumsatz durch die turbulente Mi-
schung limitiert ist. Da in diesem Fall die im Vergleich zum Wirbelzerfall sehr schnelle
Chemie sich immer nahe des chemischen Gleichgewichts befindet, bezeichnet man diese
Modelle auch als Gleichgewichtsmodelle. Unter diesen Umsténden kann die Flammen-
front als diinn betrachtet werden, eine entkoppelte Beschreibung von Turbulenz und
Chemie ist moglich.[208]

Beschreibung der Flammenfrontgeometrie: Basis der Modellierungsansétze die-
ser Kategorie ist die Bestimmung der Kinematik der Flammenfront, welche anhand
der Topologie und Dynamik von Isoflachen oder mittels der zeitlichen Entwicklung der
Flammenfrontnormalen beschrieben werden kann. Hierbei wird die Reaktionszone der
Flamme als diinn gegeniiber den Abmessungen der turbulenten Wirbelelemente be-
trachtet und entspricht im BORGHI-Diagramm dem sog. “Flamelet”Bereich (Ka; > 1),
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weshalb Modelle dieser Klasse als “Flamelet”-Modelle bezeichnet werden. Diese ermogli-
chen eine entkoppelte Beschreibung von Turbulenz und Chemie, da die Reaktionszone
von “Flamelets” entsprechend obiger Annahme nicht durch die turbulente Stromung
beeinflusst wird.[71]

Statistische Beschreibung: Statistische, turbulente Reaktionsmodelle basieren auf
der Berechnung zeitlich mittlerer Grofen mit Hilfe lokaler Wahrscheinlichkeitsdichte-
funktionen der Einflussgrofen der chemischen Reaktion. Hierbei wird davon ausgegan-
gen, dass die turbulente Verbrennung vollstéindig durch den Verlauf der Wahrschein-
lichkeitsdichtefunktion wiedergegeben werden kann, d.h. dass sich Zeit- und Lingen-
mafsverhéaltnisse des Reaktionsprozesses vollstandig darin widerspiegeln und somit zu-
néchst keine einschrdnkenden Annahmen beziiglich der chemischen Kinetik und des
turbulenten Transports getroffen werden miissen.[58]

Nicht-vorgemischte Verbrennung

Verglichen mit der vorgemischten Verbrennung miissen die Reaktionsmodelle der turbu-
lenten, nicht-vorgemischten Verbrennung zuséatzlich die turbulente Makromischung von
Brennstoff und Oxidator moglichst genau abbilden, wozu meist die Mischungszusam-
mensetzung mittels der Definition des Mischungsbruches (s. Kap. 2.1.5) erfasst wird.
Die den turbulenten Reaktionsmodellen der vorgemischten Verbrennung zu Grunde lie-
genden Theorien und vereinfachenden Annahmen besitzen prinzipiell auch im Falle der
nicht-vorgemischten Verbrennung Giiltigkeit. Demnach bietet es sich an, diese Modelle
entsprechend der vereinfachenden Annahmen, auf denen sie basieren, zu gliedern. Eine
ausfiihrliche Ubersicht auch neuerer Modellierungsansiitze ist in VEYNANTE & VER-
VISH [208] zu finden. Im Folgenden werden exemplarisch die Ansétze einiger weiter
verbreiteter Modellklassen umrissen.

Gleichgewichtsmodelle: Auch im Rahmen der nicht-vorgemischten Verbrennung
existieren turbulente Reaktionsmodelle, die auf der Annahme unendlich schneller Che-
mie aufbauen. Haufig wird hierzu die Struktur der Flamme im Mischungsbruchraum
dargestellt und die skalaren Grofen einzig als Funktion des lokalen Mischungsbruchs
ausgedriickt.

Flamelet-Modelle: FEine weitere weit verbreitete Klasse basiert auf den Annahmen
des Flamelet-Ansatzes. Hierbei werden skalare Grofsen als Funktion des lokalen Mi-
schungsbruchs und der skalaren Dissipationsrate erfasst. Durch Projektion der Bilanz-
gleichungen der skalaren Groften in die Fliche stéchiometrischer Mischung und Ersetzen
der dazu senkrecht stehenden Koordinate durch den Mischungsbruch kénnen die sog.
Flamelet-Gleichungen abgeleitet werden, welche die reaktiv-diffusive Struktur der Re-
aktionszone in Abhéngigkeit von der skalaren Dissipationsrate beschreiben, wéhrend
die Position der Reaktionszone durch den stochiometrischen Mischungsbruch festgelegt
ist (s. Kap. 2.4.2.2). Die Chemie kann in tabellierter Form in sog. Flamelet-Bibliotheken
abgelegt werden und resultiert meist aus dem Modellsystem der eindimensionalen Ge-
genstromdiffusionsflamme.

Statistische Modelle: Die statistische Beschreibung des Mischungszustandes bil-
det die Grundlage auch vieler anderer turbulenter Reaktionsmodelle der nicht-vorge-
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mischten Verbrennung. Hierzu wird, analog der Vorgehensweise der statistischen Be-
schreibung des Reaktionsverlaufes im vorgemischten Fall, davon ausgegangen, dass sich
der Mischungszustand vollstdndig durch die Wahrscheinlichkeitsdichteverteilung des
Mischungsbruchs abbilden lédsst. In Kombination mit der Annahme, dass Brennstoff
und Oxidator durch eine als vernachlédssigbar diinn anzusehende Flammenfront ge-
trennt sind, d.h. die Chemie unendlich schnell ist und sich jederzeit im chemischen
Gleichgewicht befindet, ergibt sich ein relativ einfaches, Modell mischungskontrollier-
ter Turbulenz/Chemie-Interaktion, das im Allgemeinen als Gleichgewichts-PDF Modell
bezeichnet wird.

Eine weitere Moglichkeit der statistischen Modellierung turbulenter, nicht-vorgemisch-
ter Verbrennung ist durch die Darstellung aller Einflussgrofien des chemischen Ansatzes
in Form einer Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion gegeben, welche die Wahr-
scheinlichkeit des Vorkommens jeder Kombination der Einflussparameter beschreibt
und somit die Gesamtcharakteristik des Vorganges wiedergibt. Hierdurch soll der In-
formationsverlust, der bei der zeitlichen Mittelung auftritt, ausgeglichen werden. In
Anlehnung an die zeitliche Mittelung der Grofen des turbulenten Impulstransports
werden die mittleren Reaktionsquellterme als statistische Mittelwerte berechnet. Durch
die gemeinsame statistische Behandlung des Mischungs- und des Reaktionszustandes
konnen alle moglichen turbulenten Reaktionsstrukturen erfasst und damit samtliche
Bereiche des BORGHI-Diagramms abgedeckt werden.|[58, 144]

4.2.2 Reaktionsmodelle fiir Drallflammen

Die im vorangehenden Abschnitt umrissenen turbulenten Reaktionsmodelle bieten die
Moglichkeit, die Interaktion von Turbulenz und Chemie fiir verschiedenste turbulente
Reaktionsstrukturen zu beschreiben. Jedoch kann aus ihrer Diskussion auch geschlossen
werden, dass viele turbulente Reaktionsmodelle nur spezielle turbulente Reaktions-
strukturen erfassen konnen. Zur Auswahl eines fiir die zu untersuchenden, reagierenden
Drallstromungen geeigneten Reaktionsmodells muss zunéchst geklart werden, welche
Reaktionsstrukturen darin vorherrschen.

Eine anschauliche Diskussion der in turbulenten Dralllammen vorkommenden Reak-
tionsstrukturen auf Basis einer Betrachtung der Turbulenz- und Aufenthaltszeitbedin-
gungen sowie eine darauf aufbauende Abschéitzung der Eignung verschiedener Reakti-
onsmodelle ist in der Arbeit von PHILIPP [144] gegeben. Aus dem weiten Lastregelbe-
reich, der nach experimentellen Untersuchen in riickstromungsstabilisierten, turbulen-
ten Drallflammen moglich sei, schliefst PHILIPP, dass der Reaktionsumsatz in diesen
Flammen mit dem Durchsatz steigt. Er fithrt dies auf eine wachsende turbulente Mi-
schungsintensitit, v. a. der Einmischung heifser, ziindstabilisierender, aus der Rezirku-
lationszone stammender Rauchgase in die Stabilisierungszone der Dralllamme zuriick.
Ergebnissen der experimentellen Arbeit von HILLEMANNS [67] an turbulenten Drall-
flammen zufolge, resultiere aus dem Vergleich mittlerer Verweilzeiten der Stromung
mit reaktionskinetischen Zeiten, dass die mittleren Aufenthaltszeiten in der Flamme
den errechneten reaktionskinetischen Zeiten entsprechen, z.T. sogar kiirzer als diese
seien. Somit konne bei entsprechend grofem Durchsatz von dufserst intensiver turbu-
lenter Mischung und damit charakteristischen Zeitmafsen der Turbulenz ausgegangen
werden, die nahe bei oder iiber jenen der Wéarmefreisetzung liegen. Im Hinblick auf
die angestrebte Untersuchung der Stabilitdt turbulenter Dralllammen, ist per se von
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grofsen Durchsétzen auszugehen, womit Reaktionsmodelle fiir mischungsgesteuerten
Umsatz, d.h. Modelle auf Basis der skalaren Dissipationsrate oder Gleichgewichtsmo-
delle, ausscheiden. Desweiteren fithre eine Abschitzung der kleinsten Wirbel des tur-
bulenten Energiespektrums zu Kolmogorov-Langenmafen von [, ~ 0,1...0,2mm, die
also kleiner als die laminare Flammendicke (s. Kap. 2.4.2.1) sind. Folglich kann die Re-
aktionszone der Flamme nicht als diinn gegeniiber den Abmessungen der turbulenten
Wirbelelemente betrachtet werden. Damit ist eine der grundlegenden Annahmen des
Flamelet- Ansatzes verletzt, weshalb die in Dralllammen vorherrschenden Bedingungen
auch nicht mit Hilfe von Flamelet-Konzepten erfasst werden konnen.|[144]

Turbulente Reaktionsmodelle auf Basis von Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktio-
nen, sog. JPDF-Reaktionsmodelle besitzen gegeniiber Modellen der kinematischen Be-
schreibung der Flammenfrontgeometrie, welche einen Flamelet- Ansatz verwenden, zwar
den Nachteil, dass sie etwaige Einfliisse einer Flammenfrontkriimmung auf die Flam-
menfrontausbreitung und damit auf die Stabilitdt der Flamme vernachlassigen. Jedoch
bieten JPDF-Reaktionsmodelle gegeniiber Flamelet-Ansétzen, wie im vorangegange-
nen Abschnitt beschrieben, die Moglichkeit alle moglichen in turbulenten Drallflammen
auftretenden Reaktionsstrukturen zu erfassen. Aus diesem Grund stiitzt sich die Mo-
dellierung der Turbulenz/Chemie-Interaktion im Rahmen dieser Arbeit auf ein JPDF-
Reaktionsmodell, dessen Bildung in Kap. 4.3 beschrieben wird.

4.3 Nicht-adiabates JPDF-Reaktionsmodell

Statistische Methoden auf Basis von Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (PDF: pro-
bability density function) bzw. Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (JPDEF:
joint probability density function) werden seit etlichen Jahren zur Beschreibung der
Turbulenz/Chemie-Interaktion in turbulenten, reagierenden Stromungen verwendet.
Einfiihrungen in die Thematik und ausfiihrliche Diskussionen der Anwendung der PDF-
und JPDF-Methoden sind z.B. in den Arbeiten von POPE [149|, BOrGHI [19] und GI-
VI [51] zu finden.

Beginnend mit dem JPDF-Reaktionsmodell fiir nicht-vorgemischte Drallflammen von
PHILIPP [144], welches auf der Verbundwahrscheinlichkeitsdichte aus Mischungsbruch
und Temperatur basiert, besitzen JPDF-Reaktionsmodelle auch in der Geschichte des
Engler-Bunte-Instituts seit langerer Zeit Tradition. Im Gegensatz zu PHILIPP, aber
ebenfalls zur numerischen Simulation nicht-vorgemischter Drallflammen, verwendet
HABISREUTHER |[58] eine JPDF aus Mischungsbruch und Ausbrandgrad (s. Kap. 5.7.2),
wobei er in einem ersten Ansatz auch den Einfluss von Wérmeverlusten diskutiert.
HOFFMANN |[71] leitet in seiner Arbeit zur Modellierung turbulenter Vormischverbren-
nung ein PDF-Modell ab, das auf einer Reaktionsfortschrittsvariablen dhnlicher Defi-
nition wie derjenigen des Ausbrandgrades bei HABISREUTHER basiert. Im Rahmen des
EU-Forschungsprojekts “Computational Fluid Dynamics for Combustion” (CFD4C)
stellten GROSSSCHMIDT et al. [54] ein Reaktionsmodell vor, bei welchem die JPDF aus
der Reaktionsfortschritts-PDF des Modells von HOFFMANN und einer Mischungsbruch-
PDF konstruiert wird. Dieses ermoglicht die Behandlung vorgemischter, teil-vorge-

mischter sowie nicht-vorgemischter Verbrennungsprozesse bei gleichzeitiger Erfassung
der Effekte finiter Chemie.

Ein Kernziel der vorliegenden Arbeit ist die Weiterentwicklung des aus CFD4C her-
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vorgegangenen JPDF-Reaktionsmodells mit dem Ziel, nicht-adiabate Systeme betrach-
ten, d.h. Wéarmeverluste und deren Einfliisse auf die Verbrennungschemie erfassen zu
konnen. Das hierzu entwickelte nicht-adiabate JPDF-Reaktionsmodell wird in den fol-
genden Abschnitten beschrieben, wobei seine Darstellung zur Wahrung der Konsistenz
seiner Dokumentation zum Teil den Ausfiihrungen von GROSSSCHMIDT et al. [54] und
HOFFMANN |71] entlehnt ist.

4.3.1 Mathematische Grundlagen
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion und statistische Momente

In Analogie zur turbulenten Stromung ist auch die turbulente Verbrennung ein sto-
chastischer Prozess, sodass anstatt der Berechnung der zeitlichen Entwicklung einer
Feldgroke ¢ (z;,t), diese Groke als Zufallsvariable betrachtet und durch ihre Wahr-
scheinlichkeitsdichteverteilung (PDF) P (¢, x;, t)? in jedem Punkt des Stromungsfeldes
beschrieben, d.h. lokal-statistisch erfasst werden kann. Die PDF einer Zufallsvariablen
¢ ist als die Ableitung deren Verteilungsdichtefunktion Dy (¢) definiert [149]:

Py (p) = % (Do () - (4.20)
A¢ A¢
< —
()

Abbildung 4.1: Zur Definition der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (aus HOFF-
MANN [71])

Gemifs des in Abb. 4.1 dargestellten Zusammenhangs zwischen P, (¢) und Dy, (@) ist
die Wahrscheinlichkeit, eine Zufallsgrofse ¢ innerhalb eines Abstandes dy um den Wert
v zu finden, durch:

Prob(p < ¢ <o +dp) =P, (¢)dy , (4.21)

gegeben.

Aus der Forderung, dass die Wahrscheinlichkeit eines beliebigen Wertes der Variable ¢
innerhalb deren Wertebereichs gleich eins sein muss, geht schliefslich die Normierungs-

bedingung der PDF hervor:
+0o0o
Py (p)dp=1. (4.22)

— 00

2Auf die Kennzeichnung der Wahrscheinlichkeitsdichteverteilung als Funktion von Ort z; und Zeit
t wird der Ubersichtlichkeit wegen im Folgenden verzichtet.
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Aus Py (¢) kénnen die sog. Momente der Verteilung von ¢ berechnet werden, wobei
das erste Moment der zeitliche Mittelwert der Grofe ¢ ist:

¢ = ¢ Py () dyp . (4.23)
Statistische Schwankungsgrofsen lassen sich als zentrale Momente, d.h. Momente um
den Mittelwert, berechnen. Hierbei ist das erste zentrale Moment, der Mittelwert der
Schwankungsgrofe selbst, definitionsgeméf gleich null (2.45). Das zweite zentrale Mo-
ment, die Varianz:

7= [ -9 P dp (4.21)

[e.9]
gibt die Intensitdt von Fluktuationen wieder.

Der zeitliche Mittelwert einer beliebigen Funktion @ (¢) kann analog dem ersten Mo-
ment ¢ berechnet werden:

—+00

Qo) = Q(¢) - Py (p)dyp (4.25)

ist aber verschieden von @ (5), insofern die Funktion @ (¢) nichtlinear von ¢ abhéngt.
Zur Charakterisierung auftretender Fluktuationen der Funktion @) (¢) ldsst sich deren
Varianz entsprechend dem zweiten zentralen Moment von ¢ ableiten:

70 =] (Qw-20) (oo (4.20

— 00

Die statistischen Momente einer PDF geben zwar Auskunft {iber deren Form, jedoch
kann eine beliebige PDF nicht aus einer endlichen Anzahl statistischer Momente rekon-
struiert werden [149]; im Falle spezieller PDFs reichen hierzu einige wenige statistische
Momente aus. So lédsst sich z.B. eine Gaufs’sche Normalverteilung durch Mittelwert
(erstes Moment) und Varianz (zweites zentrales Moment) vollsténdig rekonstruieren.
Dies ist ein wesentliches Merkmal spezieller Verteilungsdichtefunktionen, das in der
Modellierung von PDFs haufig genutzt wird.

Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion

Die statistische Beschreibung einer Funktion (), die von mehreren stochastischen Varia-
blen abhéngig ist, kann mittels einer Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion (JPDF')
erfolgen. Im Falle zweier Zufallsgrofen ¢ (z;,t) und x (z;,t) ist diese durch:

P (p.) = d%dzp (Do (1) . (4.27)

gegeben. Da sowohl Py, (¢,1) als auch Dy, (¢, ) im zweidimensionalen Zustands-
raum ¢ —1 definiert sind, ergibt sich die Wahrscheinlichkeit, dass ein Ereignis innerhalb
des Bereiches dpdi) um den Punkt (p,1) zu finden ist, zu:

Prob(p < ¢ <o+dp, ) < x < +di) =Py, (0, 0) dpdi) . (4.28)
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Fiir Mittelwert und Varianz konnen in Abhéngigkeit von der JPDF folgende Beziehun-
gen abgeleitet werden:

+00 +00
Q0 / Q) Pa g0 dodv (4.20)

“+oo +oo
@0 / | (@) -Q00) Posteraean.  @30)

Statistische Unabhingigkeit

Sind im Falle einer JPDF zweier Zufallsgrofen ¢ (z;,t) und y (x;,t) diese nicht korre-
liert, d.h. statistisch voneinander unabhéingig, so kann die JPDF als Produkt der PDFs
Py () und P, (¢) ausgedriick werden:

Pox (0:9) =Py () - Py () - (4.31)

Dabei ist die Herleitung einer sog. marginalen PDF aus einer JPDF durch Projektion
der JPDF in einen Unterraum (Marginale), z.B. die ¢-Achse moglich:

“+oo

Pox (. 90) dip =Py () (4.32)

—0o0

Dichtegewichtete Formulierung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion

Die Einfithrung der dichtegewichteten Mittelung nach FAVRE (s. Kap. 2.3.3.1) ermog-
lichte die Ableitung der Favre-gemittelten Bilanzgleichungen (s. Kap. 2.3.3.2), deren
Losung auch eine dichtegewichtete Formulierung der PDF ﬁ¢ (p) notig macht. Diese
kann, nach einem Vorschlag von BILGER [14], unter Anwendung von (4.32) definiert
werden:

- 1 [®
Py () = 5 / 0 Pog (0,0)do, (4.33)
0
worin die zeitlich mittlere Dichte durch:
1—/00175()0l (4.34)
2 y 0 o \p)ay , .

gegeben ist. Dichtegewichtete Mittelwerte und Varianzen erhélt man, wie im Falle rein

zeitlicher Mittelung:
+00

¢ = - ¢ Py () dp (4.35)

o = /_:O (fb - 5)2 <Py () dyp (4.36)
Q) = _+°O@< )P (o) dp (437)
0= [ (20)-20) Puede, (439
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wohingegen Reynolds-gemittelte Grofsen nach:

Q0 =1 /0 N @@ () d, (4.39)

berechnet werden konnen. Ansonsten gelten fiir dichtegewichtete PDFs die gleichen
Rechenvorschriften wie fiir rein zeitgemittelte PDFs.

Dichtegewichtete PDFs kénnen in dichtevariablen Stromungen nach BILGER [15] analog
zeitgemittelten PDFs in dichtekonstanten Stromungen modelliert werden. Sie bieten
zudem den Vorteil, dass ihre Parameter durch Favre-gemittelte Momente bestimmt
und mittels Favre-gemittelter Transportgleichungen berechenbar sind.

Die abgeschnittene Gaufi’sche Verteilungsdichtefunktion

PDFs kénnen bei Verwendung spezieller Verteilungsdichtefunktionen auf der Basis
einiger weniger, bekannter statistischer Momente rekonstruiert werden. Da in PDF-
basierten Reaktionsmodellen hdufig normierte, stochastische Variablen verwendet wer-
den, deren Werte auf das Intervall [0 : 1] beschréankt sind, bietet sich die Verwendung
einer Verteilungsdichtefunktion an, deren Wertebereich diesem Interval entspricht. Eine
Verteilungsdichtefunktion, die diese Anforderungen erfiillt, ist die in Abb. 4.2 darge-
stellte abgeschnittene Gaufs’sche Verteilungsdichtefunktion (“clipped Gaussian”). Fir
eine stochastische Variable ¢ ist diese durch:

P@)=a-6()+8-6(1=0)+[H(d)—H(p—1)]-7-G(), (4.40)
gegeben, mit der Gaufs’schen Verteilungsdichtefunktion:
G (6) = — - cap [~ (6 — p)* /20°] . (4.41)
oV 2T

Hierbei bezeichnen 6 (¢) die Dirac-Funktion, H (¢) die Heavyside-Funktion, u den Er-
wartungswert und o die Varianz der Gauf’schen Verteilungsdichtefunktion.

Die angestrebte Beschrankung auf den Wertebereich [0 : 1] wird durch Zusammenfas-
sung der Werte, welche die Gauf’sche Verteilungsdichtefunktion (4.41) in den Bereichen
¢ < 0 bzw. ¢ > 1 annimmt, in zwei Dirac-Funktionen an den Stellen ¢ = 0 bzw. ¢ = 1
in (4.40) erreicht. Diese sind darin durch die beiden Parameter o bzw. 3 bestimmt:

a—/_iog(gzb)dqb—%{l—erf (ﬁ)] : (4.42)

ﬁ:/loog(gb)d(b:%{l—erf(l\/_ﬁ:)} . (4.43)

Mit der Normierungskonstante v, die nach:

. 2-(1—a-p)
erf [p/v20] + erf [(1 — p) /V20]

(4.44)

berechnet werden kann, erfiillt die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion 75(925) auch die
Normierungsbedingung (4.22).
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Abbildung 4.2: Zur Veranschaulichung der abgeschnittenen Gauf’schen Verteilungs-
dichtefunktion (nach HOFFMANN [71])

4.3.2 Schlieflung des zeitlich mittleren Reaktionsquellterms

Aufgabe von Reaktionsmodellen ist die Schlieftung des zeitlich mittleren Reaktions-
quellterms ;. Wie bereits in Kap. 4.2 beschrieben, basieren hierzu verwendete, sta-
tistische Methoden auf der lokalen, statistischen Erfassung aller moglichen Zustédnde
derjenigen Grofen, welche die chemischen Reaktionen beeinflussen. Im allgemeinen sind
dies die den thermodynamischen Zustand eines reagierenden Systems in der Gasphase
definierenden Grofen: Druck p, Konzentrationen der Spezies Y, und die Temperatur
T. Die JPDF ist eine Funktion dieser Groften in jedem diskreten Volumen des Stro-
mungsfeldes und damit ortsabhéangig. Mit der lokalen, dichtegewichteten JPDF dieser
Grofken Py, 1y, (p,T,Y)) ergibt sich der zeitlich mittlere Reaktionsquellterm zu:

we (p, T, Y%) ~
/ / / / kppT y: -Pory, (0, T,Y;) dpdl dY;...dYy, . (4.45)

Auf Grund von (4.45) hat sich die Problemstellung auf die Berechnung der ortsabhén-
gigen, multivariablen JPDF 75p7T,yk (p, T,Yy) in jedem Punkt des Stromungsfeldes x;
verlagert. Deren Umfang erstreckt sich auf (Vi 4 2) statistische Variablen (N Spezies,
Druck und Temperatur). Unter Verwendung eines detaillierten chemischen Reaktions-
mechanismus, der im einfachen Fall der Methan-Verbrennung bereits N, = 50 — 100
Spezies umfassen kann, ergibt sich bei einer Diskretisierung der JPDF mit je Nppp
Werten ein numerisch zu losendes Problem mit [V 1(3%; ®) Werten fiir die JPDF, zu des-
sen Losung verschiedene Konzepte existieren [58]:

Transport-PDF Methoden

Mit der Annahme, dass die JPDF, wie die Masse des Fluids selbst, dem konvektiv-
diffusiven Transport unterliegt, kann analog zum Massetransport eine Differentialglei-
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chung fiir den Transport der JPDF formuliert werden. Geméfs dieser Betrachtungsweise
fithrt die molekulare Diffusion iiber Quell- bzw. Senkenterme zu einer internen Umbil-
dung der statistischen Verteilung, mit der Tendenz zur Verringerung der Verteilungs-
breite und im Extremfall schliefslich zu einem Delta-Peak. Die sog. Transport-PDF
Methoden (s. auch [134, 149, 44, 150]) streben eine Losung der Transportgleichung fiir
die JPDF an. Da zum einen auf Grund ihrer Dimensionalitét ((Ny + 2) Variablen)
die direkte Losung dieser Differentialgleichung extrem schwierig und zum anderen ih-
re Modellierung speziell beziiglich des Quellterms mangels unterstiitzender Messdaten
nicht eindeutig geklart ist, gehen die meisten Modellierungsansétze von stark verein-
fachenden Annahmen aus. Die Anwendung der sog. “Monte-Carlo Methode” [148] er-
moglicht zumindest fiir einfache Stromungskonfigurationen und unter Reduktion der
Dimensionalitdt des Problems durch Verwendung eines reduzierten chemischen Reak-
tionsmechanismus dennoch eine Losung der PDF-Transportgleichung.[58|

Presumed-PDF Methoden

Die Berechnung der JPDF kann durch empirische Annahme ihrer Form (“presumed-
PDE” [108, 92]) erheblich vereinfacht werden, insofern die hierzu gewihlte Verteilungs-
dichtefunktion durch einige wenige statistische Momente eindeutig bestimmt ist. Es
muss nun nicht mehr die Differentialgleichung der Dimension (N, + 2) gelost werden,
vielmehr reicht die Kenntnis der statistischen Momente aus, um die JPDF zu rekonstru-
ieren. Hierzu werden die statistischen Momente der JPDF als massegebundene Eigen-
schaft des Fluids angenommen und durch Losen entsprechender Transportgleichungen
berechnet. Die Frage, welche Form der JPDF der Realitdt am néchsten kommt, wird
in der Literatur kontrovers diskutiert. Einige Autoren vertreten die Meinung, dass die
exakte Form der PDF in Anbetracht anderer in den jeweiligen Modellen getroffener
Annahmen eine eher untergeordnete Rolle spielt [186, 58, 71].

4.3.3 Wahl der JPDF-Variablen

In ihrer urspriinglichen Formulierung als Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion von Druck,
Temperatur und Konzentrationen aller Spezies P, 1y, (p,T,Y:) (s. Kap. 4.3.2) zeigt
sich die zu berechnende JPDF als Funktion hoher Dimensionalitédt, deren stochastische
Variablen zudem stark miteinander korrelieren, d.h. statistisch voneinander abhéngig
sind [58]. Durch geeignete, vereinfachende Annahmen und geeignete Wahl stochasti-
scher Variablen, kann die Dimensionalitdt der JPDF und damit der numerische Auf-
wand zu ihrer Berechnung erheblich reduziert werden. Hierbei muss eine geschlossene
Beschreibung des thermodynamischen Systems jedoch immer gewéhrleistet sein. Ein
weiterer Vorteil resultiert aus der Verwendung normierter stochastischer Variablen, die
statistisch voneinander unabhéngig sind. In diesem Fall treten in der JPDF keine ge-
mischten Korrelationen auf, sodass die JPDF nach (4.31) als Produkt mehrerer PDFs
dargestellt werden kann.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird eine Verringerung der Dimensionalitdt der
JPDF vor allem durch Anwendung der sog. “2-Bereich-1-Schritt Kinetik” erreicht; eine
reduzierte chemische Reaktionskinetik, die in Kap. 4.4 ausfiihrlich beschrieben wird.
Mit Hilfe dieser Kinetik ist es moglich, den Verlauf der chemischen Reaktionen mit
nur einer Variablen, der in Kap. 4.3.3.1 definierten Reaktionsfortschrittsvariablen c,
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Abbildung 4.3: T'— f - Raman-Scatter-Plot: Messungen in der TECFLAM Standard-
Diffusionsflamme (nach KECK et al. [86])
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Abbildung 4.5: hy — f - Raman-Scatter-Plot: Messungen in der TECFLAM Standard-
Diffusionsflamme (nach KECK et al. [86])

zu beschreiben. Desweiteren wird im hier vorliegenden Ansatz die Mischungszusam-
mensetzung mit Hilfe des Mischungsbruchs f erfasst (s. Kap. 4.3.3.2). Sind in einem
adiabaten System Druck und Temperatur der Ausgangsstoffe gegeben und die Erhal-
tung der chemischen Elemente erfiillt, so ist der Zustand des Systems eine eindeutige
Funktion von Mischungsbruch und Reaktionsfortschritt. Wéarmeverluste iiber die Sys-
temgrenzen bedingen eine Anderung der Enthalpie des thermodynamischen Systems.
Zu deren Erfassung wird in Kap. 4.3.3.3 schlieklich der Enthalpie-Index hy eingefiihrt.

Zur Diskussion der statistischen Unabhéangigkeit der gewahlten Variablen sind in den
Abbildungen 4.3 bis 4.5 sog. Scatter-Plots verschiedener Grofsen, die aus den expe-
rimentellen Daten der Raman-Einzelpuls-Messungen von KECK et al. [86] hervorge-
hen, dargestellt. Das zu Grunde liegende System ist die eingeschlossene, nach LEU-
CKEL & FRICKER [102] als Typ-II Drallflamme einzustufende, TECFLAM Standard-
Diffusionsdrallflamme (s. z.B.[174]) die mit einer thermischen Leistung von P, =
150 kW bei einer globalen Luftzahl Ay, = 1,2, d.h. einem globalen Mischungsbruch
fgiop = 0,046 betrieben wurde. Die in den Abbildungen 4.3 bis 4.5 dargestellten Punkte
sind die Ergebnisse von Raman-Messungen an einzelnen Punkten im Stromungsfeld,
deren axiale Position (x = 10mm bis x = 60mm) anhand verschiedener Graustu-
fen zu erkennen ist. Diese Darstellungsweise erlaubt es, Aussagen iiber die Korrelation
zwischen der jeweils auf der Ordinate aufgetragenen Grofse und dem Mischungsbruch
(Abszisse) zu treffen. Hierbei ist der Wertebereich des Mischungsbruchs auf die Ziind-
grenzen von CHy in Luft, d.h. auf das Interval f = [0,028 : 0,088] beschrankt. Dem-
nach zeigt Abb. 4.3 eine starke Abhéngigkeit der Temperatur vom Mischungsbruch,
weshalb diese beiden Grofen nicht als statistisch unabhéngig voneinander betrachtet
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werden diirfen. Abbildung 4.4 verdeutlicht, dass der aus gemessenen Speziesmolenbrii-
chen nach (5.30) berechnete Ausbrandgrad (s. Kap. 5.7.2) weitaus weniger mit dem
Mischungsbruch korreliert und damit naherungsweise von diesem statistisch unabhén-
gig ist. Da der Ausbrandgrad sich direkt in die im Rahmen dieser Arbeit verwendete,
ebenfalls auf einer Basis einer Sauerstoftbilanz definierte Reaktionsfortschrittsvariable
(s. Kap. 4.3.3.1) umrechnen lésst, kann auch diese als statistisch unabhéngig vom Mi-
schungsbruch angenommen werden. Wie in Kap. 4.3.3.3 gezeigt wird, ist der Enthalpie-
Index eine Grofe, mittels derer die lokale Enthalpie mit derjenigen im Falle adiabater
Bedingungen verglichen wird, und kann daher als inverser Warmeverlust gesehen wer-
den. Schliekt man bei Betrachtung von Abb. 4.5 Werte des Enthalpie-Index hy < 0,4,
die einem lokalen Wiarmeverlust von mehr als 60% gegeniiber adiabaten Bedingungen
entsprechen, aus, so tendiert diese Grofe zu einer gleichméfigeren Verteilung im ver-
bleibenden Bereich, als dies fiir die Temperatur (Abb. 4.3) der Fall ist. Verglichen mit
der Temperatur, ist tendenziell eine weniger starke Korrelation des Enthalpie-Index
mit dem Mischungsbruch gegeben und damit die Annahme statistischer Unabhéngig-
keit auch eher gerechtfertigt, aber auf Grund des Fehlens weiterer, aussagekréftiger
Messdaten sicherlich nicht nachgewiesen. Dennoch wird, motiviert durch seine recht
breite Verteilung in Abb. 4.5, der Enthalpie-Index als statistisch unabhéngige Variable
betrachtet.

Mischungsbruch, Reaktionsfortschrittsvariable und Enthalpie-Index bilden einen Satz
an JPDF-Variablen, die als statistisch unabhéngig angenommen werden und mittels
derer der thermodynamische Zustand eines nicht-adiabaten Systems bei Kenntnis von
Druck, Temperatur und Zusammensetzung der Ausgangsstoffe eindeutig bestimmt ist.
Nachfolgend werden Definition, Transport und statistische Behandlung jeder einzelnen
dieser Variablen néher diskutiert.

4.3.3.1 Reaktionsfortschritt

Definition: Unter der Annahme eines isobaren, adiabaten und perfekt vorgemisch-
ten Verbrennungsprozesses hingt der thermodynamische Zustand des Systems nur vom
Fortschritt der chemischen Reaktionen ab. Diesen durch eine einzige Reaktionsfort-
schrittsvariable abzubilden, ist eine weit verbreitete Vorgehensweise in der Verbren-
nungsmodellierung. Sie entstammt der Annahme einer irreversiblen Einschrittreaktion
fiir die Verbrennung, besitzt aber auch im Falle der in Kap. 4.4 beschriebenen 2-Bereich-
1-Schritt Kinetik Giiltigkeit. Eine eindeutige Beschreibung des Reaktionsfortschritts
kann nach HABISREUTHER [58] anhand des sog. lokalen Ausbrandgrades «, dessen
Definition auf Basis einer Bilanz der molaren Sauerstoffkonzentration in Kap. 5.7.2 ge-
geben ist, erfolgen. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird der Reaktionsfortschritt
durch die Reaktionsfortschrittsvariable ¢ dargestellt, die ebenfalls als Sauerstoffbilanz
jedoch auf Basis des Sauerstoffelementmassenbruchs definiert ist [54, 71|

ZO geb
i , ‘ 4.46
min (ZO,erfa ZO,VOrh) ( )

Hierin ist Zo yorn der lokale Sauerstoffelementmassenbruch:

ZO,vorh - ZO ) (447)
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Z0,4eb der Elementmassenbruch der bereits in Zwischen- oder Endprodukten gebunde-
nen Sauerstoffatome:
ZO,geb = ZO — Y02 s (448)

und Zo ¢ der Elementmassenbruch des Sauerstoffs, der zum vollstdndigen Reaktions-
umsatz notig ist:

Wo 1Wo
20t = 2—>7, ———7 . 4.49
0,erf We c+ 5 W H ( )

Ausgehend von der Erhaltung der chemischen Elemente, kénnen die Massenbriiche der
Elemente Kohlenstoff, Wasserstoff und Sauerstoff im Falle einer Kohlenwasserstoff-Ver-
brennung nach folgenden Beziehungen bestimmt werden:

Zo=Czcl(Zo+ Zu)g, - [+ (Zo+ Zu)oy - (L= 1], (4.50)
Zn = (Zc+ Zn)g, [+ (Zc+ Zn)o, - (1= f) — Zc (4.51)
ZO — ZO,maz [1 - (ZC + ZH)Br ’ f + (ZC + ZH)OX : (1 - f)] ; (452)
worin die Konstante C'z  von der Zusammensetzung des Brennstoffs (Br) geméf:
We
Czc= Vg, - We, (4.53)

abhéngt. Der Maximalwert des Elementmassenbruchs des Atoms O ist gleich dem ma-
ximalen Sauerstoffmassenbruch und damit durch die Zusammensetzung des Oxidators,
im Falle von Luft zu Z¢ 54, = 0, 233 bestimmt.

Die Reaktionsfortschrittsvariable hat die Eigenschaft, im Unverbrannten den Wert
¢ = 0 und in vollstdndig ausgebrannten Mischungen den Wert ¢ = 1 anzunehmen.
Zur Veranschaulichung zeigt Abbildung 4.6 schematisch den Verlauf der Speziesmas-
senbriiche und der Temperatur in Abhéngigkeit der Reaktionsfortschrittsvariablen c
fiir ein adiabates, homogenes System.
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Abbildung 4.6: Zur Veranschaulichung der Reaktionsfortschrittsvariablen

Transport: Als skalare Grofse betrachtet ist fiir den Mittelwert ¢ der Reaktionsfort-
schrittsvariablen ¢ folgende Favre-gemittelte Transportgleichung gegeben [147, 54, 71]:

020  0@md) _ 0 (o m) %\ —
o " om om \(\OP T g ) g ) T (4:54)
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Die Erfassung der Intensitit turbulenter Fluktuationen des Reaktionsfortschritts er-

folgt anhand der Reaktionsfortschrittsvarianz C/Aé, fiir welche die folgende Transport-
gleichung formuliert werden kann [24, 221, 147, 54, 71]:

07) 2ET) b (o) &)
Oy

ot 8$2 SCC// 8$2

e dc Oc B ac’ oc’
Scer Ox; 0x; 20D ox; O0x;
+ 2w . (4.55)

+ C‘C,,,1

Hierin werden der diffusive und konvektive Transport (Term 1 der rechten Seite) sowie
die turbulente Produktion (Term 2 der rechten Seite) mittels klassischer Gradienten-
austauschansétze modelliert. Der dritte Term der rechten Seite in (4.55) entspricht der
skalaren Dissipationsrate der Fluktuationen des Reaktionsfortschritts x. und beschreibt
analog zur Dissipationsrate der turbulenten kinetischen Energie ¢ die turbulente Mi-
kromischung, besitzt damit also die Bedeutung eines Mischungszeitmafes 7;. Dieses
kann tiber die Zerfallszeit der grofskaligen Wirbel abgeschitzt werden: 7, = k/e, und
ist damit durch das Turbulenzmodell bestimmt [199, 83, 147]:

6/\/
Ye=20D S —Cusose?. 4.56
OXe =20 o oy Y 205 (4.36)

Die Modellkonstanten in den Gleichungen (4.54) bis (4.56) sind in Tab. 4.3 zusammen-
gefasst.

SCC SCCN 00/171 001172

0,7 0,7 2,8 2,0

Tabelle 4.3: Konstanten der Transportgleichungen der Reaktionsfortschrittsvariablen

In (4.54) und (4.55) treten zwei bislang ungeschlossene Quellterme auf. Hiervon ent-
spricht 1, dem mittleren Reaktionsquellterm, der durch die Einfiilhrung der Reakti-
onsfortschrittsvariablen an die Stelle von iy, (4.45) tritt. Der Reaktionsquellterm der
Reaktionsfortschrittsvarianzgleichung w.c” gibt den Einfluss des chemischen Umsatzes
auf die Varianz des Reaktionsfortschritts insofern wieder, dass er auf der dem Frischge-
misch zugewandten Seite der Flammenfront, wo die chemische Reaktion die Gradienten
der Reaktionsfortschrittsvariablen verstirkt und damit deren Varianz erhoht, als Quell-
term, aber rauchgasseitig als Senkenterm wirkt, da der Reaktionsfortschritt dort seinem
Gleichgewichtswert entgegenstrebt. Eine ausfiihrliche Diskussion der Abhéngigkeiten
der beiden Reaktionsquellterme von Mittelwert und Varianz des Reaktionsfortschritts
ist in HOFFMANN [71] zu finden. Thre Schliefung wird im Rahmen der Konstruktion
der JPDF in Kap. 4.3.4 behandelt.

Statistische Behandlung: Die statistische Erfassung aller moglichen Zustédnde im
Reaktionsfortschrittsraum erfolgt in der vorliegenden Arbeit mittels der Wahrschein-
lichkeitsdichtefunktion P.(c), deren Form als abgeschnittene Gauf’sche Verteilungs-
dichtefunktion angenommen wird (presumed-PDF). Entsprechend der Ausfithrungen



74 4 NUMERISCHE MODELLIERUNG REAGIERENDER, TURBULENTER DRALLSTROMUNGEN

in Kap. 4.3.1 ist diese durch ihre beiden Parameter, Mittelwert p und Varianz o, voll-
stdndig definiert, welche wiederum indirekt aus dem ersten Moment ¢ bzw. dem zweiten
zentralen Moment ¢”’? der statistisch darzustellenden Reaktionsfortschrittsvariablen be-
stimmt werden kénnen (s. Kap. 4.3.4). Demzufolge sind alle moglichen Zustédnde im
Reaktionsfortschrittsraum mit der Losung der Transportgleichungen (4.54) und (4.55)
statistisch erfassbar.

4.3.3.2 Mischungsbruch

Definition: Die Behandlung nicht-vorgemischter Verbrennung erfordert die Charak-
terisierung der Mischungszusammensetzung. Diese ist, mit den Annahmen, dass die
molekularen Diffusionskoeffizienten aller Spezies identisch (Dj = D) und ihre Lewis-
Zahlen eins (Lej, = 1) sind, eindeutig durch den Mischungsbruch f bestimmt. Dieser
wird in Kap. 2.1.5 definiert. Bei Annahme unendlich schneller Chemie (s. Kap. 2.4.2.2)
ist der thermodynamische Zustand eines adiabaten, nicht-vorgemischten Systems allei-
ne als Funktion des Mischungsbruchs f darstellbar. Schematisch ist dieser Zusammen-
hang in Abb. 4.7 veranschaulicht.

Temperatur
Massenbruch

Abbildung 4.7: Thermodynamischer Zustand eines adiabaten, nicht-vorgemischten Sys-
tems bei Annahme infiniter Chemie als Funktion des Mischungsbruchs

Transport: Da der Mischungsbruch f eine skalare, d.h. massegebundene Grofse ist,
kann aus seiner Bilanzgleichung (2.24), analog zur allgemeinen Transportgleichung ska-
larer Grofen (s. Kap. 4.1.3), unter Verwendung eines Gradientenaustauschansatzes, die
quelltermfreie, Favre-gemittelte Transportgleichung fiir seinen Mittelwert fabgeleitet

werden: < ~> ( ~>
dlof) Olouif 9 . 1y of
BT + o = o2 <<QD+ S—Cf) . 6—931) ) (4.57)

Hierbei werden Effekte der “Counter-Gradient™Diffusion (s. Kap. 2.4.4.3 und 4.1.3)
vernachléssigt.

Zur Erfassung turbulenter Mischungsbruchschwankungen dient die Varianz des Mi-
schungsbruches f”2, fiir welche im Kontext der hier angestrebten RANS-Simulationen
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ebenfalls eine Favre-gemittelte Transportgleichung abgeleitet werden kann?:

o(ar?) o(eams™) i((@D+ " ) aﬁ)

+ =
SCf// &EZ

Ht af 8f
+ Cf”’l SCfN 8@ 8x2

—20D .
B al’z a],’z

(4.58)

Wie schon im Fall der Transportgleichung fiir die Reaktionsfortschrittsvarianz (4.55)
werden die turbulenten Transport- und Produktionsterme der rechten Seite von Glei-
chung (4.58) mittels klassischer Gradientenaustauschansitze modelliert und die skalare
Dissipationsrate der Mischungsbruchfluktuationen y ; durch lineare Relaxation auf das
turbulente Mischungszeitmaf 7, bezogen [199, 83, 147]:

e af// af// _];7//2 e~
— 920D L Cuypo 2 4.
0Xp=20D 5 -5 - X0 Cy ,zgkf (4.59)

Die Modellkonstanten in den Gleichungen (4.57) bis (4.59) sind in Tab. 4.4 zusammen-
gefasst.

Sey Sepr Cpra Cpr

0,7 0,7 2,0 2,0

Tabelle 4.4: Konstanten der Transportgleichungen des Mischungsbruchs

Statistische Behandlung: In vollstdndiger Analogie zur Vorgehensweise im Falle
des Reaktionsfortschritts (s. Kap. 4.3.3.1) erfolgt die statistische Erfassung aller mog-
lichen Zustdnde im Mischungsbruchraum durch eine presumed-PDF ﬁj/e (f) der Form
einer abgeschnittenen Gaufs’schen Verteilungsdichtefunktion (s. Kap. 4.3.1). Deren Pa-
rameter p und o sind mittels des durch (4.57) zugénglichen ersten Moments J7 und
des aus (4.58) hervorgehenden zweiten zentralen Moments J% des Mischungsbruchs
bestimmt (s. Kap. 4.3.4).

4.3.3.3 Enthalpie-Index

Definition: In nicht-adiabaten, thermodynamischen Systemen bedingen Wéarmever-
luste eine Anderung der Enthalpie und damit der Temperatur. Unter Vernachlissigung
von Effekten finiter Chemie ist dieser Sachverhalt in Abb. 4.8 durch Vergleich des realen
Temperaturverlaufes mit jenem unter adiabaten Bedingungen im Mischungsbruchraum
dargestellt.

3Eine dhnliche Ableitung ist in [147] gegeben, jedoch ist dort der Term der molekularen Diffusion
vernachlassigt.
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Temperatur

f = O f = fSt f = 1
Abbildung 4.8: Einfluss nicht-adiabater Effekte auf die Temperatur

Da die Temperatur zudem mit der lokalen Zusammensetzung variiert, eignet sie sich
nicht zur Beschreibung lokaler Warmeverluste bzw. deren Einfliisse auf die Verbren-
nungschemie. Eine Moglichkeit, lokale Warmeverluste unabhéngig von der Stéchiome-
trie zu erfassen, ist durch den Vergleich des tatséchlichen, massebezogenen Energiein-
halts der lokalen Mischung gegeniiber dem adiabaten Fall gegeben [58]. Im Rahmen
der vorliegenden Arbeit erfolgt dies durch Einfiihrung des sog. Enthalpie-Index hy:

h — hyes

hy = el
N had_href

(4.60)

Hierin ist h die spezifische Enthalpie der lokalen Mischung nach (2.6) und h,q die spezi-
fische Enthalpie der lokalen Mischung unter adiabaten Bedingungen. Die Referenzent-
halpie h,.s ist als diejenige spezifische Enthalpie definiert, welche die lokale Mischung
bei sofortigem Abkiihlen auf die niedrigste Temperatur der Randbedingungen des Sys-
tems, die Referenztemperatur 7).r, besitzt. Die spezifischen Enthalpien h,q und hy.s
sind ihrerseits nur von der Mischungszusammensetzung abhéngig und kénnen daher
auf Basis des Mischungsbruchs berechnet werden. Eine Differenzenbildung mit h,..s
bietet sich an, um den Enthalpie-Index auf den Wertebereich [0, ..., 1] zu beschréanken.
Aus seiner Definition (4.60) ergibt sich, dass der Enthalpie-Index fiir adiabate Bedin-
gungen (h = hyq) den Wert hy = 1 annimmt, bei maximal moglichem Warmeverlust
(h = hyes) den Wert hy = 0.

Transport: Prinzipiell lassen sich auch fiir Mittelwert und Varianz des Enthalpie-
Index hy Transportgleichungen herleiten. Ansétze hierzu liefern die Arbeiten von HAR-
TICK et al. [64] oder RIBERT et al. [158|. Da die Modellierung der in der Varianztrans-
portgleichung des Enthalpie-Index auftretenden ungeschlossenen Terme mangels unter-
stiitzender experimenteller Daten nicht gesichert ist, werden turbulente Fluktuationen
des Enthalpie-Index in der vorliegenden Arbeit in erster Ndherung vernachléssigt und
lediglich dessen Mittelwert hy beriicksichtigt. Dieser ist direkt aus der lokalen, spezi-
fischen Enthalpie und dem lokalen Mischungsbruch berechenbar. Somit kann auch auf
eine Transportgleichung fiir Ay verzichtet werden, insofern Transportgleichungen fiir
spezifische Enthalpie und Mischungsbruch gelost werden.
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Statistische Behandlung: Auf Grund der Vernachlidssigung turbulenter Fluktua-
tionen (Varianz) des Enthalpie-Index hy wird dieser durch seinen Mittelwert hy repré-
sentiert. Folglich ist die Form seiner Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion 13;; (hy) durch
eine einfache Dirac-Funktion darstellbar.

4.3.4 Konstruktion der JPDF

Ausgehend von ihrer vollstandigen Formulierung, lisst sich die Verbundwahrscheinlich-
keitsdichtefunktion P, 1y, (p, T, Y%) (s. Kap. 4.3.2) bei Verwendung der in Kap. 4.3.3
beschriebenen stochastischen Variablen: Reaktionsfortschritt ¢, Mischungsbruch f und
Enthalpie-Index hy sowie der im Rahmen deren Ableitungen getroffenen Annahmen
und der Annahme eines isobaren Systems zur JPDF dieser stochastischen Variablen
Pethy (€ f, hy) umformen, wodurch sich die Dimensionalitét der JPDF drastisch re-
duziert.

Da zudem die statistische Unabhéngigkeit der gewéahlten stochastischen Variablen an-
genommen werden kann, ist die JPDF nach (4.31) als Produkt der PDFs der einzelnen
Variablen darstellbar:

Pepin (& Fyhn) = Pe(€) - Py (f) - Pay (hy) - (4.61)

Damit ergibt sich der ungeschlossene mittlere Reaktionsquellterm 1, zu:

wc f;hN iy - -
T=73- / / / S S P (0)- Py () Py () dedfdhy . (462)

und derjenige der Varianzgleichung der Reaktionsfortschrittsvariablen zu:

— i (e, f, ) S BB
Tec Q/// E S (0= D) Pe(e) Py (1) Pay () dedf dhy . (163

wonach die Transportgleichungen der Reaktionsfortschrittsvariablen (4.54) und (4.55)
geschlossen sind.

Die zeitlich mittlere Dichte ist entsprechend (4.34) nach:

1 1,1 opl 1 ~ ~ _
- - /0 /0 /O Sy PO Prl) Py () dedfdhy (464)

berechenbar, beliebige Favre-gemittelte skalare Feldgrofen ;5, wie z.B. die Speziesmas-
senbriiche, wie folgt:

~_/0 /0 /0 6 (c, f.hx) - Pe(c) - Py (f) - Puy (h) dedf dhy . (4.65)

Die in (4.61) bis (4.65) auftretenden PDFs P, (¢) bzw. 75f (f) des Reaktionsfortschritts
¢ und des Mischungsbruchs f werden, entsprechend der Ausfithrungen in Kap. 4.3.3,
mittels abgeschnittener Gaufs’scher Verteilungsdichtefunktionen dargestellt. Um die fol-
gende Darstellung zu vereinfachen, seien ¢ und f durch die skalare Gréofe ¢ reprasen-
tiert, ihre jeweilige PDF durch Py (¢). Durch die Beschrankung des Wertebereichs der
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Gaufs’schen Verteilungsdichtefunktion auf das Interval [0 : 1] sind deren Parameter p
bzw. o, wie Abb. 4.2/ verdeutlicht, nicht mit dem ersten Moment 5 bzw. dem zweiten
zentralen Moment ¢"? der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion 73; () identisch, sondern
nur implizit in (4.35) bzw. (4.36) enthalten und miissen daher mittels numerischer Ver-
fahren fiir jedes Kontrollvolumen der Stromungssimulation bestimmt werden. Um den
damit verbundenen numerischen Aufwand zu umgehen, kénnen die Parameter p und
o nach einem Vorschlag von LOCKWOOD & NAGUIB [108]| in einem der Simulation
vorausgehenden Schritt als Funktion mdoglicher 5 und &’/2 berechnet und tabellarisch
abgelegt werden. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird neben den PDFs von Re-
aktionsfortschritt und Mischungsbruch auch der Enthalpie-Index-Raum diskretisiert,
sodass die Gleichungen (4.61) bis (4.65) ausgewertet und die daraus hervorgehenden

zeitlich mittleren Gréfsen als Funktion von ¢, c”2 f f”2 und h,, tabellarisch abgelegt
werden konnen (s. Kap. 5.5.1).

4.3.5 Zusammenfassende Bewertung des nicht-adiabaten JPDF'-
Reaktionsmodells

Das in den vorangehenden Abschnitten beschriebene, nicht-adiabate JPDF-Reaktions-
modell basiert auf drei stochastischen Variablen:

e Reaktionsfortschrittsvariable c¢: Erfassung des Reaktionsverlaufes
e Mischungsbruch f: Erfassung der Mischungszusammensetzung

e Enthalpie-Index hy: Erfassung von Warmeverlusten

Durch als statistisch unabhéngig voneinander zu betrachtende stochastische Varia-
blen, deren Wertebereich auf das Intervall [0 : 1] beschrankt ist, kann ein presumed-
JPDF Modell auf Basis abgeschnittener Gaufs’scher Verteilungsdichtefunktionen for-
muliert werden, das lediglich fiinf zusétzliche Transportgleichungen zur Beschreibung
der Turbulenz/Chemie-Interaktion erforderlich macht. Im Hinblick auf die Untersu-
chung komplexer Systeme resultiert somit ein numerisch recht kostengiinstiges turbu-
lentes Reaktionsmodell, das es ermdglicht, vorgemischte, teil-vorgemischte und nicht-
vorgemischte Verbrennungsprozesse zu untersuchen, wiahrend sowohl Effekte finiter
Chemie als auch Warmeverluste und deren Einfliisse auf die chemische Reaktions-
kinetik erfasst werden kénnen.

4.4 Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik

Eine chemische Reaktionskinetik ist, entsprechend der Ausfithrungen in Kap. 2.2, die
Summe aller zur Beschreibung der chemischen Stoffumwandlungsprozesse notigen Ele-
mentarreaktionen und dient der mathematischen Abbildung der chemischen Reaktio-
nen des Verbrennungsprozesses. Da die Verbrennung von Kohlenwasserstoffen ein kom-
plexer Prozess mit zahlreichen Untersystemen ist [210] - so umfassen detaillierte kine-
tische Ansétze mehrere hundert Elementarreaktionen (z.B. [181]) - finden v. a. im Falle
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turbulenter Stromungsprobleme stark vereinfachte kinetische Ansétze, sog. reduzierte
Reaktionsmechanismen (z.B. [137, 113|) ihre Anwendung.

Wie in Kap. 4.3 gezeigt wurde, ist eine Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion selbst
bei Verwendung eines reduzierten chemischen Reaktionsmechanismus mit einigen we-
nigen Reaktionsgleichungen (meist zweistellige Anzahl) eine komplexe Funktion einer
grofsen Anzahl statistisch voneinander abhéangiger Variablen. Ihre Dimensionalitét 1asst
sich aber drastisch durch einen Reaktionsmechanismus verringern, der den Reaktions-
verlauf mittels einer einzigen Reaktionsfortschrittsvariablen beschreibt, wobei zugleich
die problematische Handhabung mehrerer statistisch abhéngiger Variablen umgangen
wird. Hierzu verwendete Globalkinetiken, die von einer Einschrittreaktion, im Falle der
Methanverbrennung;:

CH, + 204 — COy + 2 H,0 (RI"™)

ausgehen, geben zwar Informationen tiber Flammengeschwindigkeit und Konzentrati-
onsverldufe von Edukten und Produkten der Verbrennung, kénnen aber keine Kon-
zentrationen stabiler intermedidrer Spezies, wie z.B. Hy oder CO vorhersagen, welche
wiederum Voraussetzung fiir Schadstoffmodelle zur Beschreibung von NO,- oder Rufs-
emissionen sind.

Mit dem Ziel, die Oxidation von Kohlenwasserstoffen bei gleichzeitiger Beriicksich-
tigung der stabilen Zwischenprodukte CO und H, mit einer einzigen Reaktionsfort-
schrittsvariablen beschreiben zu kénnen, entwickelte HABISREUTHER 58] die 2-Bereich-
1-Schritt Kinetik fiir die Verbrennung von Methan unter Ausnutzung der darin beob-
achteten Charakteristik, dass die Konzentrationsverldufe der Hauptspezies eine Ein-
teilung des Verbrennungsprozesses in zwei Bereiche erlauben. HOFFMANN [71] gibt in
seiner Arbeit eine ausfithrliche Ableitung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ausgehend
von einer Analyse der asymptotischen Struktur laminarer Vormischflammen nach PE-
TERS & WILLIAMS [143] bzw. BUI-PHAM et al. [29] (s. Kap. 4.4.2) und stellt dabei
insbesondere die einfache Ubertragbarkeit dieses Konzepts auf unterschiedliche Brenn-
stoffe, v. a. hohere Kohlenwasserstoffe wie Kerosin oder Benzin heraus, fiir welche bis-
lang kaum ausreichend validierte Reaktionsmechanismen verfiigbar seien. Ausfiihrliche
Validierung und Anpassung an verschiedene Brennstoffe sowie Vorwiarmtemperaturen
und Driicke wurden im Rahmen der EU-Forschungprojekte “Brite-EuRam /Low NO,
1" [73] und “Computational Fluid Dynamics for Combustion” (CFD4C) [72]| durchge-
fithrt. Die aus dem EU-Forschungprojekt “Modelling of UnSteady Combustion in Low
Emission Systems” (MUSCLES) [215, 217| hervorgehende, speziell an brennstoffarme
Bedingungen angepasste Version fiir das nicht-adiabate JPDF-Reaktionsmodell wird in
der vorliegenden Arbeit verwendet. Ihre Darstellung in der vorliegenden Arbeit baut
im wesentlichen auf oben genannten Arbeiten auf, die mathematische Beschreibung
(Kap. 4.4.4) ist weitestgehend der Arbeit von HOFFMANN [71] entnommen.

Bevor die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik beschrieben wird (Kap. 4.4.3 - Kap. 4.4.4), sollen
die sowohl zu ihrer Einbindung in das turbulente Reaktionsmodell als auch zu ihrer
Validierung benétigten, idealisierten Reaktorsysteme vorgestellt (Kap. 4.4.1) sowie die
ihr zu Grunde liegenden reaktionskinetischen Uberlegungen anhand der Methanver-
brennung dargelegt (Kap. 4.4.2) werden.
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4.4.1 Idealisierte Reaktorsysteme

Zur Beurteilung von Reaktionsmechanismen werden beziiglich ihres Transports verein-
fachte Modellsysteme verwendet, die sowohl experimentell als auch numerisch unter-
sucht werden kénnen und damit die Validierung eines Reaktionsmechanismus anhand
des Vergleichs mit experimentellen Daten erlauben. Die Verwendung eines validierten,
detaillierten Reaktionsmechanismus anstelle von experimentellen Daten ermdglicht ins-
besondere die Validierung reduzierter Reaktionsmechanismen iiber einen weiten Bereich
an Randbedingungen und kinetischen Parametern.

Die wichtigsten dieser Modellsysteme sind der “ideale Riihrkesselreaktor”, der “ideale
Kolbenstromungsreaktor” und die “eindimensionale, laminare, vorgemischte Flamme”.
Zur Berechnung dieser Modellsysteme kénnen die Programme PSR (idealer Riihrkessel-
reaktor), SENKIN (idealer Kolbenstromungsreaktor) [112], PREMIX (eindimensionale,
laminare, vorgemischte Flamme) [87] des Programmpakets CHEMKIN II der Sandia
National Laboratories herangezogen werden.

Im Folgenden werden Grundziige und das System definierende Gleichungen beschrie-
ben, zum eingehenden Studium der Programme sei auf ihre Dokumentation [88| ver-
wiesen.

4.4.1.1 Idealer Riihrkesselreaktor

Das Modellsystem “idealer Riihrkesselreaktor” (PSR: perfectly stirred reactor) be-
schreibt einen kontinuierlich durchstromten Reaktor, dessen Inhalt jedoch als ideal
riickvermischt betrachtet wird, sodass Zusammensetzung und Temperatur im Reaktor
ortsunabhéngig und gleich der Zusammensetzung bzw. Temperatur im Auslass ist:

Yk - Yl@Auslass 5 (466)

T = Tusiass - (4.67)

Die Problemstellung hat damit nulldimensionalen Charakter. Haufig wird zusétzlich
eine stationdre Durchstromung angenommen, wonach die Verweilzeit 7pgr im Reaktor
nach:

0-Vpsr _ Vpsr
j 1%

berechnet werden kann. Unter Vernachlassigung von Dichtegradienten ergibt sich die
Spezies-Bilanz zu:

: (4.68)

TPSR —

m - (Y — Yk Bintass) = Wk - Wi - Vpsr k=1,..,Ny, (4.69)

die Energiebilanz zu:

Ng Ny,
¢ ' Z (hk,Emlass - hk) + Z (hk . Wk . Wk) =0 y (470)
TPSR 3 k=1

wobei Wérmeverluste iiber die Systemgrenzen vernachléssigt sind.
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4.4.1.2 Idealer Kolbenstromungsreaktor (homogenes System)

Der ideale Kolbenstromungsreaktor (PFR: plug flow reactor) ist ein in axialer Rich-
tung (Koordinate ) kontinuierlich durchstromtes System, dessen Stromung, um radiale
Gradienten vernachlissigen zu kénnen, ein moglichst ausgeglichenes (kolbenférmiges)
Profil aufweisen muss. Mit der Annahme, dass der diffusive Transport gegeniiber dem
konvektiven vernachlassigbar ist, ergibt sich eine eindimensionale Problemstellung.

In ortsabhéngiger Formulierung lasst sich die Spezies-Bilanz des PFR nach:

dy;
ou-—L =0 Wy  k=1,..,N;, (4.71)
dx
seine Energiebilanz unter Vernachlissigung von Warmeverlusten iiber die Systemgren-

zen nach:

AT &

darstellen.

Mit der Kenntnis des zeitlichen Verlaufes der Stromungsgeschwindigkeit u (t) = dz/dt
konnen Spezies-Bilanz:

dy;
L) =o0- d—t’“ =0y Wi  k=1,..,N;, (4.73)
und Energiebilanz:
Ny
ar
Q-cp-a—i- (hg - wg - Wg) =0, (4.74)
k=1

auch als Funktion der Zeit ausgedriickt werden und beschreiben somit ein homogenes
System. £ (Y%) ist der Transportoperator des Systems.

In einem abgeschlossenen, homogenen System ist eine Verbrennung von molekularen
Transportprozessen wie Diffusion oder Wérmeleitung unabhéngig, wonach der Verbren-
nungsverlauf durch den Reaktionsterm geméf (4.73) bestimmt ist.

Im Falle einer Einschrittkinetik sind die molaren Produktionsraten der Spezies wy, direkt
tiber ihre stochiometrischen Koeffizienten v ; mit der Umsatzrate ¢; der Globalreaktion
(RI") nach wy = vy - q1 verkniipft, sodass sich (4.73) wie folgt schreiben lasst:

dy;
ﬁ(Yk):Q-d—tk =vpr-q- Wi k=1,.N;. (4.75)

4.4.1.3 Eindimensionale, laminare, vorgemischte Flamme (reaktiv-diffu-
sives System)

Im Vergleich zum idealen Kolbenstromungsreaktor ist das Modellsystem der eindimen-
sionalen, laminaren, vorgemischten Flamme durch den Einfluss der Diffusion gekenn-
zeichnet, weshalb dieses System auch als “reaktiv-diffusives System” bezeichnet wird. So
gehen neben Stofftransport durch Stromung und Produktion durch chemische Reaktion
in die Bilanz der Warme- und Stoffstrome auch diffusive Transportprozesse mit ein, wo-
mit zum einen die durch Warmeleitung und Diffusion bestimmte Vorwérmzone erfasst
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werden kann und zum anderen aus dieser Bilanz auch die Ausbreitungsgeschwindigkeit
der Flammenfront ug;, hervorgeht.

Im Unterschied zur Formulierung der Spezies-Transportgleichung des homogenen Reak-
tors (4.73) treten in derjenigen der eindimensionalen, laminaren, vorgemischten Flam-
me zusatzlich ein Konvektions- und Diffusionterm auf.

Die Spezies-Transportgleichung im reaktiv-diffusiven System lautet nach WILLIAMS [221]
unter stationdren Bedingungen:

dY; 1 d [ AdY; )
- . —=——= ] = - W, k=1,...N 4.76
dz Lek dr ( ) Wk k yeeey dVE ( )

L (Yk) =0 UFlv- o dr
P

im Falle einer Einschrittkinetik:

dY; 1 d [ AdY;
_k__._ _—k :VkI'QI'Wk k’:17,Nk (477)
dx Le, dx ’

L (Yk) =0 " UFlv- o dr
p

4.4.2 Reduzierte Reaktionsmechanismen der Methanverbren-
nung

Detaillierte chemische Reaktionsmechanismen umfassen eine grofe Anzahl an Elemen-
tarreaktionen, deren Losung v. a. im Kontext turbulenter Stromungsprobleme ein nu-
merisch sehr aufwindiges Problem darstellt. Zur Losung dieses Problems wird ver-
sucht, vereinfachte Reaktionsmechanismen abzuleiten, welche zwar im Hinblick auf die
Simulation die wesentlichen Eigenschaften des Systems, wie Flammengeschwindigkeit
oder Ziindverzugszeit, wiedergeben, aber mit moglichst wenigen Reaktionsfortschritts-
variblen - bestenfalls einer einzigen - auskommen.

Basis der meisten Reduktionsstrategien ist die Analyse des Verbrennungsvorgangs, mit
dem Ziel, den Reaktionsverlauf in Abhéngigkeit von verschiedenen Ausgangszustidnden
zu erfassen. Abb. 4.9 zeigt hierzu das Reaktionsflussdiagramm einer vorgemischten,
stochiometrischen CH,/Luft-Flamme, das aufer der Komplexitéit des Verbrennungs-
prozesses auch die Dominanz bestimmter Reaktionspfade aufzeigt. Die Dicke der Pfeile
ist darin proportional zu den {iber die Flammenfront integrierten Reaktionsraten.

Aufbauend auf der Reaktionsflussanalyse kénnen vernachlédssighare Elementarreaktio-
nen identifiziert (Sensitivitdtsanalysen) und anschliefend aus dem detaillierten Mecha-
nismus eliminiert werden. Diese Vorgehensweise ist dadurch motiviert, dass sich die
Reaktionsgeschwindigkeiten der Elementarreaktionen iiber mehrere Grofenordnungen
erstrecken und die langsamsten Reaktionen geschwindigkeitsbestimmend sind. Die ver-
bleibenden, unabhéngigen Reaktionen werden in einem sog. Rumpfmechanismus, wie
z.B. in Tab. 4.5, zusammengefasst und schlieflich die Anzahl der zu lésenden Differen-
tialgleichungen durch die Annahme der Quasistationaritit ausgewéhlter Spezies oder
des partiellen Gleichgewichts ausgewéahlter Reaktionen (s. Kap. 2.2) weiter reduziert.
[143, 211, 142]

4-Schritt Mechanismus

PETERS & WILLIAMS [143] konnten durch systematische Reduktion eines detaillierten
CH4-Mechanismus mit Hilfe von Quasistationaritats- und partiellen Gleichgewichtsan-
nahmen einen Mechanismus gewinnen, der die Verbrennung von CH, in 4 Schritten
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Abbildung 4.9: Reaktionsflussdiagramm der CH4-Oxidation in einer stéchiometrischen
CH,/Luft-Flamme (nach WARNATZ [209])

mittels der folgenden Globalreaktionen beschreibt:

CH, + 2H + H,O — CO + 4H, (RI¥)
CO + H,0 = CO, + H, (RII)
H+H+M— Hy+M (RIII)

O, + 3H, — 2H + 2H,0. (RIV)

Im ersten Schritt (RI*) reagiert der Brennstoff zu CO und H,. Die Wassergas-Shift-
Reaktion (RII) (Wassergasgleichgewicht) reprisentiert die Oxidation von CO zum End-
produkt CO,, wihrend (RIV) die Produktion von HyO beschreibt. Kettenabbruchre-
aktionen werden durch (RIII) erfasst. Da fiir alle anderen Radikale bzw. Atome ein
stationédrer Zustand angenommen wird, werden Radikale in diesem Schema nur durch
das Wasserstoffatom reprasentiert. Durch Sensitivitatsanalysen oder direkten Vergleich
der jeweiligen Elementarreaktionen kann die Bedeutung der geschwindigkeitsbestim-
menden Reaktionen des Rumpfmechanismus (s. Tab. 4.5) auf die Reaktionen (RI) -
(RIV) analysiert werden, woraus folgende globale Reaktionsraten resultieren [138]:

g = Qo+ qu1+ qio

qu = Q9 (4.78)
qut = G5 —qo+ qi6 — 18 + q19 — g21 + @23 + Q24 + G5

Qv = @1+ g+ q18 T q21 — Qo3 -
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Nr. Reaktion B; b; Ta;
[mol/(cm - s- K)] -] (K]
R1  H+O02 = OH+O 2,000E-014 0,0 8,45E+4003
R2 O+H2 = OH+H 1,800E+4010 1,0 4,44E+003
R3  OH+H2 = H20-+H 1,170E+009 1,3 1,82E-+003
R4 20H = 0+H20 6,000E-+008 1,3 0,0
R5 H+02+M = HO2+M 2,300E+018 -0,8 0,0
CH4 —6,500; 02 —0,400; H20 —6,500; CO2 1 ,500; H2 ~1,000; CO —0,750; N2 —0,400
R6 H+HO2 = 20H 1,500E+014 0,0 5,05E+002
R7 H+HO2 = H2+02 2,500E-+013 0,0 3,52E+4002
R8 OH+HO2 = H20+02 2,000E-+013 0,0 5,03E+4002
R9 H+CH3(+M) = CH4(+M) 6.300E+014 0,0 5,23E+004
1,350E+-024 -2,57  T,17TE+002
a=0,7824; T***=271,0000; T*=2755,0000; T**=6570,0000
R10 CO+OH = CO2+H 1,510E+017 1,3 -3,81E+002
R11 CH4+H = CH3+H2 2,200E-+004 3,0 4 40E-+003
R12 CH4+OH = CH3+H20 1,600E+4-006 2,1 1,24E+003
R13 CH3+0O = CH20+H 6,800E+013 0,0 0,0
R14 CH20-+H = HCO+H2 2,500E-+013 0,0 2,01E+4003
R15 CH20+OH = HCO+H20 3,000E+013 0,0 6,01E+4002
R16 HCO-+H = CO+H2 4,000E+013 0,0 0,0
R17 HCO+M = H+CO+M 1,600E+014 0,0 7,40E+4003
R18 CH3+02 = CH30+0 7,000E+012 0,0 1,29E+004
R19 CH30-+H = CH20+H2 2,000E+013 0,0 0,0
R20 CH30+M = CH20+H+M 2,400E-+013 0,0 1,45E+004
R21 2HO2 = H202+02 2,000E-+012 0,0 0,0
R22 H202+M = 20H+M 1,300E+017 0,0 2,29E+4-004
R23 H202+0OH = H20-+HO2 1,000E+4-013 0,0 9,06E+4002
R24 H+OH+M = H20+M 2,200E-+022 -2,0 0,0
CH4 —6,500; 02 —0,400; H20 6,500; CO2 1 ,500; H2 ~1,000; CO —0,750; N2 —0,400
R25 2H+M = H2+M 1,000E+4018 -1,0 0,0
CH4 -6,500; O2 -0,400; H20 -6,500; CO2 -1 ,500; H2 —1,000; CO —0,750; N2 —0,400

Tabelle 4.5: Rumpfmechanismus der CH,-Oxidation (aus SMOOKE et al.[182])

Hierin beziehen sich die arabischen Ziffern auf die Nummerierung in Tab. 4.5. Mit
Einfiihrung des linearen Transportoperators Ly (Y}) beschreibt das gekoppelte Diffe-

rentialgleichungssystem:

—q1
—qrv
4gr + qu + qmr — 3qrv

q1 — qu (4.79)

= —qr—qu + 2qm
= (qi
= —=2q1 — 2qm + 2q1v ,
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die Anderung der Mischungszusammensetzung im jeweils betrachteten System.

3-Schritt Mechanismus

Mit Hilfe der Annahme, dass auch die Wasserstoffatome sich in einem quasistationdren
Zustand befinden, kann (RIV) aus dem Differentialgleichungssystem (4.79) eliminiert
werden [143]:

Len, (Yon,) = —a
Lo, Yo,) = —q —qm
Ly, Yu,) = a+qu—2qm
Loo (Yeo) = @ —qu (4.80)
L0 (Yi,o0) = @ — qu + 2qm
Lco, (Yoo,) = qu
Ly (Yu) = —2q —2qm +2qv =0.

Durch Addition von (RIV) zu (RI*) und (RIII) verschwindet in diesen die Konzentra-
tion des Wasserstoffatoms, sodass folgender Mechanismus verbleibt:

CH4 + 02 — CO + H2 + HQO (RI,)
CO + HQO — CO2 + Hs (RII/)
O, + 2H, — 2H,0. (RIIT')

Ist der Brennstoff vollstéandig verbraucht, gilt ¢ = 0, und die Konzentration der Was-
serstoffatome ergibt sich aus:

qrv = qu - (4.81)

Da nun auch die Elementarreaktionen der C;-Kette (R9) und (R11-R20) keine Rolle
spielen, ist:
75 = q1 + G - (4.82)

Unter Annahme partiellen Gleichgewichts fiir die Reaktionen (R2) und (R3) ergeben
sich die Konzentrationen der Radikale OH und O zu:

C'H OCH
orEQL _ ZHs = ~7C , 4.83
OH KchQ YOH ( )
CSEQL—LHQOC% _ L G (4.84)

T KKiCh, Ky G,
diejenige des Hydroxyl-Radikals zu:

ks CvCo
Chodr = — S 4.85
HO2 kﬁ + ]f7 + k?g + k)g’y ( )

Betrachtet man jedoch unter Berticksichtigung der Reaktionen (R1-R4) die Radikale
OH und O als quasistationér, lassen sich folgenden Beziehungen ableiten:
k3 Cr,0CH + k1CuCo,

O35 — , 4.86
ot ksrChu, + k1s K4v?CE ) Cyo (4.86)
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CQSSA _ k1;Co,Chi + (kayy + kapy?) Cf (4.87)
© kofCu, + kuCuyo + kipyCu

und die Wasserstoffkonzentration aus der kubischen Gleichung:

CHISA(AB) + CEP™ (4C) + M (D[C — E] — AF) = CF =0, (4.88)
mit den Koeffizienten:
A= klb’y (489&)
B = koyy + kagy? (4.89b)
C = (ksy — ki) CuCo, (4.89¢)
D = kngH2 + k4bCH20 (489d)
FE = k1f002 (4.896)
F =k, Co,Cyy . (4.89f)

iterativ berechnen [71|. Fiir die modifizierten Geschwindigkeitskoeffizienten gilt:

I k5fk5b
ob k6+k7+k8+k}9’y

ksrker
— . 4.90b
6f k6+k7+k8+k}9’y ( )

(4.90a)

Asymptotische Analyse der Flammenstruktur - Ableitung eines 2-Schritt
Mechanismus

Mit Hilfe des 3-Schritt Mechanismus der CH,-Oxidation lasst sich die Struktur der
laminaren, vorgemischten Flamme, dargestellt in Abb. 4.10, 4.11 und diskutiert in
Kap. 2.4.2.1, in die charakteristischen Bereiche: Vorwarm-, Reaktions- und Oxidati-
onszone unterteilen [143].

Reaktionszone

In der Reaktionszone erfolgt der Brennstoffabbau geméf der Bruttoreaktion (RI’) und
ist iiber den Abbau des CH4-Molekiils nach (R11) bestimmt. Die im Rahmen der
asymptotischen Betrachtungen getroffene Annahme, dass der Brennstoffabbau sehr viel
schneller als die Oxidation der Zwischenprodukte verlduft, d.h. dass die charakteristi-
sche Damkohlerzahl! Da; der Reaktion (RI) viel groRer als diejenigen von (RIT') und
(RIIT") ist, repréasentiert eine im Verhéltnis zur Oxidationszone viel diinnere Reakti-
onszone. Die den Brennstoffabbau bestimmende Reaktion (R11) ist durch die Konzen-
tration der H-Atome limitiert, welche sich wiederum aus dem Verhéltnis der Reakti-
onsgeschwindigkeiten von (R11) (Kettenabbruch) zu (R1) (Kettenverzweigung) ergibt,
und die Dicke der Reaktionszone [s iiber den Parameter:

N
s o :(klf 02) WCH4, (4.91)
lriv kiif Wo, ) Yom,u

bestimmt.

4Die Damké&hlerzahl ist als Verhiltnis von charakteristischem Zeitma® des konvektiv-diffusiven
Transports in der Vorwérmzone l%’lm / u%’lm zum charakteristischen Zeitmafl der Reaktion i: (w;/ Q)O
definiert, wobei die Reaktionsgeschwindigkeit fiir die Temperatur der Reaktionszone 7 zu berechnen
ist. Das Superskript o indiziert Bedingungen in der Reaktionszone.
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Vorwarmzone

Durch die Pramisse, dass der den Brennstoffabbau limitierende Faktor anhand des
Mangels an Radikalen festgelegt ist, wird die Vorwirmzone per se als chemisch inert
betrachtet.

Oxidationszone

Die Oxidationszone beschreibt die Oxidation von CO bzw. Hy, kontrolliert durch (R10)
bzw. (R5). Da die Brennstoffkonzentration als verschwindend gering angenommen wer-
den kann, spielen die Elementarreaktionen der C;-Kette, (R9) und (R11-R20), sowie
die Bruttoreaktion (RI’) keine Rolle. Die Struktur dieser Zone wird somit durch die
in den Bruttoreaktionen (RII') und (RIII') zusammengefassten Elementarreaktionen
(R1-R8) und (R10) dominiert. Durch weitere vereinfachende Annhamen, wie partielles
Gleichgewicht der Wassergas-Shift-Reaktion oder Quasistationaritidt von Hs, konnen
die beiden Bruttoreaktionen der Oxidationszone (RII') und (RIII') zusammengefasst
werden.

Partielles Gleichgewicht der Wassergas-Shift-Reaktion: Inihren Arbeiten neh-
men PETERS & WILLIAMS [143], SESHADRI & PETERS [176, 177] und BECHTOLD &
LAw [12] an, dass sich die Wassergas-Shift-Reaktion (RII) im partiellen Gleichgewicht
(Wassergasgleichgewicht) befindet (s. Kap. 2.2). Mit der Beziehung fiir OH aus der
Annahme partiellen Gleichgewichts fiir die Reaktion (R2) und (R3) (4.83) lasst sich g
ALK

qi = kiofCcoCon — ki10sCco,Cn ~ 0

kior Cu 1
- ~~ 4.92
Ky Ch, CcoCh,o KHCCOQCHg 0, (4.92)

umformen, sodass das Konzentrationsverhéltnis der beiden Zwischenprodukte CO und
H, durch:

o= = , (4.93)

gegeben ist und das Differentialgleichungssystem (4.80) durch Elimination der Rate g
mit Hilfe der Beziehungen:

EHQ (YHQ) + 'CCO (Yco) = 2611 — QQIH = EHQ (YH2 —+ ﬁ . }Hz) s (494)
Lo, (Vie,) = —2— (g1 — qut) = 1+ qu — 2 (4.95)
Hy, (YHy) = 1+ ﬂ g1 — qir) = 41 T qu qii , .
und
1-p 20
_ R Cqur 4.96
qu 117 qr 1+3 g1 ( )

weiter vereinfacht werden kann:
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'CCH4 (YCH4) = —q
Lo, (YOQ) = —q1— qi
E (Y ) — L _ L
H, \(YHy,) — 1+5 q1 1+5 g1
2 20
Lco (Y = — - — - 4.97
Co( Co) 1+ﬂ qr 1+ﬂ g1 ( )
2 20
L Y; = — . .
1,0 (Yi,0) 143 q + 1+ g
1-p 20
L Y. = —. —_—. )
co, (Yco,) 1+ 5 QI+1+6 q
Es ergibt sich folgender 2-Schritt Mechanismus:
CH,+ 0 2 (Hy 4+ BCO) + 2 041" P00 (RI")
G I R 1+8 27 "1+ 7
2 (Hy + BCO) + Oy = 2 H,O + ﬂCO (RIT")
113 2 2 113 2 1+ 5 2,

worin [ neben der Funktion a auch Informationen iiber die Transportoperatoren von
CO und H, beinhaltet [71].

Beziiglich der Flammenstruktur bei Annahme partiellen Gleichgewichts der Wassergas-
Shift-Reaktion, dargestellt in Abb. 4.10, gilt: Day > Dayyy. Die geschwindigkeitsbe-
stimmende Reaktion ist somit durch die als Kettenabbruchreaktion wirkende Reaktion
(R5) der Bruttoreaktion (RIII") gegeben. Die Dicke der Oxidationszone kann anhand
der Damkohlerzahl Dayyy, welche sich mit Hilfe der Energiegleichung naherungsweise
als Temperaturverhéltnis darstellen lasst, abgeschétzt werden:

le _a\0 T, =10
_ —(p ) ~b TS 4.98
€ Irin ( ar T, — 1T, ( )
CO-Oxidation

I, =V Ig, CO/H, -Oxidationszone
Y Y Wassergasgleichgewicht

Vorwarmzone < | =

Abbildung 4.10: Struktur einer laminaren, vorgemischten CH, /Luft-Flamme unter An-
nahme partiellen Gleichgewichts der Wassergasreaktion in der Oxidationszone (nach
HOFFMANN |71])
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In einer schmalen Zone der Gréfenordnung;:

L
UV =
lF,l,v

— (1-0°) [(1+a®) Day] "* (4.99)

verliert die partielle Gleichgewichtsannahme ihre Giiltigkeit, sodass die asymptotische
Betrachtung in diesem Bereich zu hohe Hy-Konzentrationen vorhersagt. [71]

Wasserstoff im quasistationiren Zustand: BUI-PHAM et al. [29] gehen im entge-
gengesetzten Grenzfall Dajp > Day davon aus, dass sich Hy in einem quasistationédren
Zustand befindet (s. Kap. 2.2) und die Umsatzgeschwindigkeit in der Oxidationszone
somit durch die CO-Oxidation (langsame CO-Oxidation), folglich durch (R10) be-
stimmt ist. Diese Annahme ist bis auf eine diinne Zone der Gréfenordnung;:

I < —2/5\° Ve, Wen
e=-—=(Da ) Xy —2 1 4.100
ZF7l7v i WHQ YCH4,u ( )

in der die Oxidation des Hy dominiert, giiltig. Hierin ist v die Gréfendordnung der
Oxidationsone und kann anhand der Damkdohlerzahl von (RII) zu:

L, —o5\0 Ty — T°
P CLT T, - T, o

bestimmt werden. Die Darstellung der Flammenfronstruktur bei Annahme des quasi-
stationédren Zustands von Hy ist in Abb. 4.11 gegeben.

Wasserstoff im quasistationaren Zustand bedeutet fiir die Oxidationszone, dass geméfs:
(,[JHQ =qn— 2qu =~ 0, (4102)

die Reaktionsraten ¢r; und g von gleicher Grofenordnung sind und sich damit durch
Elimination der Reaktionsrate ¢rp aus dem 3-Schritt Mechanismus (s.o0.) ein 2-Schritt
Mechanismus ableiten lésst:

Lon, (Yon,) = —a
3 1
Lo, (Y02) = §QI - §QH
Ly, (Yi,) = qi+qu+qm (4.103)
Lco (Yeo) = a—an
Lu,0 (Yin,0) = 2ar
Lco, (Yeo,) = qu-
3 n
1
CO + 502 — COQ . (RII’”)
Mit Hilfe der aus (4.102) hervorgehenden Beziechung:
qu = 2qm
= kiofCcoCon — k10sCco,Cn (4.104)

= 2k5;C0,CuCyn — 2ks,Cho, O
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H, -Oxidation
l.=¢l
€ Flv CO-Oxidation
Vorwarmzone <« | =v| —
lF 4}9{ ‘ ‘ AV FlLv

Abbildung 4.11: Struktur einer laminaren, vorgemischten CH, /Luft-Flamme unter An-
nahme der Quasistationaritét fiir Hy in der Oxidationszone (nach BUI-PHAM et al. [29])

sowie der Annahmen, dass (R3) sich im partiellen Gleichgewicht befindet, also (4.83)
gilt, und die Riickreaktion (R5b) vernachlassigbar ist, kann die Wasserstoffkonzentra-
tion nach:

Chr. — k10yCcoChso
K (kionCco, + 2ks51Co,Cyr)

(4.105)

berechnet werden. |71]

Die vorausgehenden Ausfiihrungen haben gezeigt, dass die asymptotische Analyse der
Flammenstruktur es ermoglicht, mittels Quasistationaritéts- und partieller Gleichge-
wichtsannahmen fiir die Oxidationszone, einen 2-Schritt Mechanismus abzuleiten, in
dessen Vordergrund die Aufteilung der Flammenstruktur in einen Bereich des Brenn-
stoffabbaus und einen Bereich der Oxidation der Zwischenprodukte steht, zu dessen
Berechnung aber zwei Reaktionsfortschrittsvariablen benétigt werden, welche nicht als
statistisch unabhéngig zu betrachten sind.

4.4.3 Konzept der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik

Ziel der Entwicklung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist es, die Oxidation von Koh-
lenwasserstoffen bei gleichzeitiger Beriicksichtigung der stabilen Zwischenprodukte CO
und Hy mittels einer einzigen Reaktionsfortschrittsvariablen zu beschreiben. Hierzu
wird die bereits im Verlaufe der Diskussion reduzierter Reaktionsmechanismen der
CH,-Oxidation (s. Kap. 4.4.2) hervorgehobene Méglichkeit der Einteilung der Flam-
menstruktur in zwei charakteristische Bereiche ausgenutzt, sodass die wesentliche An-
nahme der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik die Unterteilung des Verbrennungsverlaufs in
eine Brennstoffabbau- und eine Ausbrandzone ist. In jedem dieser beiden Bereiche
wird die Verbrennung mittels einer Einschrittreaktion beschrieben.

Im ersten Bereich - der Brennstoffabbauzone - erfolgt die Abbildung des Brennstoffum-
satzes durch eine Bruttoreaktion, deren Umsatzrate durch einen erweiterten Arrhenius-
Ansatz dargestellt wird. Diese Vorgehensweise macht es zwar erforderlich, Angaben
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Homogenes System Reaktiv-diffusives System

Auggﬁie”d‘ Vorwérmzone Ausbrandzone

/ Reaktionszone //T—

Reaktionszone

Massenbruch
Temperatur

Reaktionsfortschritt Reaktionsfortschritt

Abbildung 4.12: Zum Konzept der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik (nach HOFFMANN [71])

iiber Frequenzfaktor, Aktivierungstemperatur, Reaktionsordnungen und den stéchio-
metrischen Koeffizienten des Brennstoffs zu beschaffen, aber ermoglicht eine recht einfa-
che Anwendung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik auf verschiedene Brennstoffe, fiir wel-
che zumindest Frequenzfaktor und stéchiometrischer Koeffizient anhand gemessener
Flammengeschwindigkeiten angepasst werden koénnen. Auf Grund der Abbildung der
chemischen Reaktionen mittels einer Bruttoreaktion miissen die Konzentrationen von
Atomen und Radikalen nicht berechnet werden.

In der Ausbrandzone, die durch die Abwesenheit des Brennstoffs gekennzeichnet ist,
kann die Verbrennungschemie mit Hilfe der Reaktionen (RII”) bzw. (RII"') fiir die
Oxidationszone der in Kap. 4.4.2 vorgestellten Zweischrittmechanismen beschrieben
werden, wobei die geschwindigkeitsbestimmenden Reaktionen durch die Elementarre-
aktionen (R5) und (R10) nach Tab. 4.5 gegeben sind. Im Gegensatz zur Brennstoffab-
bauzone sind in der Ausbrandzone die Konzentrationen aller Spezies, auch der Radikale,
erforderlich, da sie in diesem Bereich die Reaktionsgeschwindigkeit der limitierenden
Reaktionen und die adiabate Verbrennungstemperatur bestimmen, lassen sich aber bei
Kenntnis der stochiometrischen Koeffizienten aus der Elementerhaltung als eindeutige
Funktion der Reaktionsfortschrittsvariablen berechnen.

Die Anwendung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik auf das homogene und das reaktiv-
diffusive System (s. Kap. 4.4.1) ist in Abb. 4.12 anhand der Verldaufe von Spezies-
massenbriichen und Temperatur als Funktion der Reaktionsfortschrittsvariablen veran-
schaulicht. Obwohl diese beiden Systeme durch unterschiedliche Differentialgleichungen
beschrieben werden, zeigen sie eine dhnliche charakteristische Struktur auf wodurch ei-
ne Aufteilung des Verbrennungsprozesses in zwei Bereiche und damit die Anwendung
der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ermoglicht wird.

Zur Definition der Reaktionsfortschrittsvariablen kann der Sauerstoffmassenbruch Yo,,
welcher im Rahmen der Diskussion des nicht-adiabaten JPDF-Reaktionsmodells nach
(4.46) in normierter Form Verwendung findet, herangezogen werden, da er iiber beide
Bereiche der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik hinweg einen stetigen Verlauf aufweist.
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4.4.4 Mathematische Beschreibung der 2-Bereich-1-Schritt Ki-
netik

4.4.4.1 Bereich-I: Brennstoffabbau

Durch Annahme partiellen Gleichgewichts der Wassergas-Shift-Reaktion (RII) kann der
3-Schritt Reaktionsmechanismus der CH4-Oxidation zu einem 2-Schritt Mechanismus
reduziert werden (s. Kap. 4.4.2). Dessen Bruttoreaktion (RI”) verdeutlicht, dass der
Abbau von CHy zur Bildung der Produkte Hy, CO, H,O und COy fiihrt. Diesem Ansatz
zufolge sind die stochiometrischen Koeffizienten aus der Gleichgewichtskonstanten der
Wassergas-Shift-Reaktion (RII) zu bestimmen.

Werden demgegeniiber die stochiometrischen Koeffizienten als konstant aber unbekannt
angenommen, ist der Brennstoffabbau durch eine Bruttoreaktion der Form:

Ve, CHy + 15,02 — v, Ho 4+ 146 CO + vy, o Ha O + 10, CO2 (RI)

zu beschreiben. Somit kann der Reaktionsfortschritt mittels einer einzigen Variablen be-
schrieben werden, wiahrend die Geschwindigkeit des chemischen Umsatzes in Bereich-1
durch diejenige dieser Bruttoreaktion gegeben ist, insofern ein geschlossener Zusam-
menhang beziiglich der stochiometrischen Koeffizienten gefunden wird.

Globale Reaktionsrate des Brennstoffabbaus

Die Umsatzrate des Brennstoffabbaus nach (RI) wird mit Hilfe eines dem Arrhenius-
Ansatz (s. auch (2.30)) dhnlichen Ansatzes berechnet:

T
g=DB-Yg Y3 - exp (‘TA) (4.106)

Nach HOFFMANN |71] sind die darin auftretenden Reaktionsordnungen des Brenn-
stoffs n und des Sauerstoffs m sowie die Aktivierungstemperatur T4y = E4/R von der
Art des Brennstoffs abhéngig, wihrend der Frequenzfaktor B zusétzlich als Funktion
des Drucks p, der Vorwadrmtemperatur T, sowie der Stochiometrie (\) anzugeben sei.
Demnach lasse sich der Frequenzfaktor aufbauend auf asymptotischen Analysen von
CLAVIN und WILLIAMS [37, 221] fiir magere Gemische durch:®

TQ 3/4 Y’nl 2
o 0,2 -+ Br,u
b= (1) (52)

fiir fette Gemische durch:

) TN

By = B°p*- <?) (YB )
T.\*> 1 (T,\"* 92 Ta

AV (22 (1 — T, AV (4108

. <Tb) Ty (Tu) (T ) P T ( )

5Die Subskripte « und b indizieren den unverbrannten bzw. verbrannten Zustand.
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und im Bereich nahestdchiometrischer Zusammensetzung mittels der Uberlagerung;
B = (1/3;\(;1 + 1/3,1\0<1>1/10 ; (4.109)

darstellen. Die Bestimmung der kinetischen Parameter wird in Kap. 5.6.2 behandelt.

Stochiometrische Koeflizienten der Globalreaktion des Brennstoffabbaus

Die Brutto-Brennstoffabbaureaktion (RI) ist im Bereich-I eine Globalreaktion. Somit
héngen die Produktionsraten w, aller Spezies k von ihrer Umsatzrate ¢; ab:

d}k =Vi1-q1 - (4110)

Da auf Grund der Elementerhaltung bei Annahme identischer Lewis-Zahlen aller Spe-
zies fiir die molaren Produktionsraten zudem die Bedingung:

N
S vlidp=0, (4.111)
k=1

gilt, sind lediglich zwei der sechs stochiometrischen Koeffizienten unabhéngig. Durch
Wahl der stéchiometrischen Koeffizienten von O, und H,O als unabhéngige Variablen
und Festlegen des stochiometrischen Koeffizienten des Brennstoffs Br zu:

Vpr1 = —1 y (4112)

ergeben sich die stéchiometrischen Koeffizienten der verbleibenden Spezies zu:
1

H
Via 1 = 5 VB VBl T V0l (4.113)
C
Vool = 2 V0,1 + VH01 — 2 Vg, VBl (4.114)
C
VCOy 1 = —V0o1 — VH01 — Vp; " VBrl - (4.115)

Die bislang unbekannten stochiometrischen Koeffizienten von Oy und H,O koénnen
durch Annahme eines homogenen Systems (s. Kap. 4.4.1.2) gewonnen werden. Unter
Verwendung von (4.120) sowie der Randbedingung Yi;,0., = 0 und der am Ubergang
von Bereich-I zu Bereich-1I (Superskript z) giiltigen Bedingung Y% = 0 ergibt sich der
stochiometrische Koeffizient von H,O zu:

Wi 7Z W, 7Z

Br YHQO B YHQO,U U Br YHQO
7 — —VBr,I- R

! H2O YBr - YBr,u 4! HoO YBr u

(4.116)

VH,0,1 = VBr

Da sich der stéchiometrische Koeffizient von O, mittels (4.120) wie folgt ausdriicken

lasst:

o WBr ZO - YOZQ L WBr AYOQ
W02 (ZC + ZH) — YBZr W02 AYBr ’

kann er auf Grund des nahezu linearen Verlaufs von Yg, (Yo,) im Bereich-I des ho-
mogenen Systems durch lineare Regression aus der Steigung AYp,/AYp, gewonnen
werden. Hierzu wird das homogene System (s. Kap. 4.4.1.2) unter Verwendung detail-
lierter Reaktionsmechanismen mit Hilfe des Programms SENKIN [112] berechnet und
die Steigung AYp,/AYp, aus der Losung bestimmt (s. Kap. 5.6.1). Somit ist der sto-
chiometrische Koeffizient von O5 als Parameter zu betrachteten, der den Reaktionspfad
der Brennstoffabbaureaktion beschreibt.

(4.117)

Vo, 1
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Spezieskonzentrationen im homogenen System

Die Annahme einer Einschrittkinetik fiir den Brennstoffabbau fiihrt in einem abge-
schlossenen, homogenen System zu einer linearen Abhéangigkeit der Massenbriiche rea-
gierender Spezies (s. Abb. 4.12) vom Reaktionsverlauf, die durch (4.75) gegeben ist.
Die Kopplung dieser Bilanzgleichungen mit der entsprechenden Bilanzgleichung fiir die
Reaktionsfortschrittsvariable Yo, fithrt mit Hilfe der Transformationsregel:

Ay, Y, dYo,
dt — 0Yy, dt

(4.118)

ZUu:
oYy o Wka,I
83/02 WOQVO%I )
Mit der Anfangsbedingung Yy (t =0) = Y}, ergibt die Integration von (4.119) eine
lineare Beziehung fiir die Abhéngigkeit der Speziesmassenbriiche von Yo,:
Wik 1
WOQ VOQ,I .

(4.119)

Yk(YOQ) = Yk7u + (Y02 — Zo) (4.120)
Auf Grund der Elementerhaltung sind die Speziesmassenbriiche im unverbrannten Zu-
stand Y}, bekannt, sodass fiir den Sauerstoff: Yo,, = Zo und fiir den Brennstoft:
YBr,u == ZC + ZH gllt

Spezieskonzentrationen im reaktiv-diffusiven System

Auf Grund der diffusiven Transportprozesse tritt im reaktiv-diffusiven System, welches
eine laminare, vorgemischte Flamme reprasentiert, eine chemisch inerte Vorwérmzone
auf. Diese wird dem Bereich-I der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik zugeordnet (s. Abb. 4.12)
und ist daher bei der Berechnung der Zusammensetzung in diesem Bereich zu be-
riicksichtigen. Die in Kap. 4.4.1.3 vorgestellte, im Falle einer Einschrittkinetik giiltige
Spezies-Transportgleichung des reaktiv-diffusiven Systems (4.77) ist durch Einfithrung
der Variablen:

§ = /Oz(@u)%dx (4.121)
Y = % (4.122)
0 = %3, (4.123)

folgendermafen zu formulieren:
dypy 1 dPiy
d§  Le; d&?
Diese Gleichung kann durch Verwendung der Transformationsregeln:
dypp _ OYx dio,
d€ a¢02 d€
Py O Po, | P (d¢02)2

= VkJQ . (4124)

(4.125)

A& o, de2 R\ de
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umgeformt werden:

Oy dbo, 1 Oy d*o, 1 Py (d¢02)2_
= I/kJQ .

Mo, d§  Le, o, d€2  Ley Opd, \ dE

(4.126)

In der Reaktionszone ist der konvektive Transportterm vernachlissigbar (dvo,/d¢ =~ 0),
wonach sich (4.126) zu:

1 oYy d*o
— z = Q 4.12
Ley, 0o, d&? RIS (4.127)
bzw. Ly
(@]
— z = Q 4.12
L602 d£2 VOZJ ) ( 8)

vereinfacht. Der unbekannte Quellterm {2 kann durch Kombination beider Gleichungen
eliminiert werden:

8¢k . Vk,ILek
- )
a¢02 VOQ ,ILeog

(4.129)

Mit mit den Randwerten am Ubergang von Vorwirm- zu Reaktionszone (Superskript
x) ergibt sich aus (4.129) durch Integration der Zusammenhang ¢, = (¢o,):

z/kJLek

by, = Y — (Yo, — ¥3,) - (4.130)

I/OQJLGO2

In der Vorwarmzone kann der Reaktionsterm v, 1€2 vernachlassigt werden. Somit fiihrt
die Subtraktion der dementsprechend modifizierten Gleichungen (4.124) und (4.126)

ZU.
1 &%y, (dvo,\
T o0, ( 7 ) =0. (4.131)

Mit (4.130) als erster und der Zusammensetzung des Frischgemischs ¢, = v, als
zweiter Randbedingung kann (4.131) integriert und nach v, aufgelost werden:

z/kJLek

U = Y — (Yo, = Y0su) (4.132)

I/OQJLGO2
wonach die Massenbriiche in der Vorwiarmzone mit der Reaktionsfortschrittsvariablen
verkniipft sind.

Da am Ubergang von Vorwirm- zu Reaktionszone die Konzentrationen der Spezies nach
(4.132) und (4.130) iibereinstimmen miissen, gilt fiir beide Zonen der gleiche Zusam-
menhang, der durch (4.132) beschrieben ist, sodass bei bekannten stéchiometrischen
Koeffizienten alle Speziesmassenbriiche als Funktion der Reaktionsfortschrittsvariablen
darstellbar sind.

4.4.4.2 Bereich-II: CO - H, - Ausbrand

Das Hauptmerkmal der Ausbrandzone ist die Abwesenheit des Brennstoffs: Yz, = 0
bzw. g1 = 0. Als Ausgangspunkt fiir die Ableitung der Beziehungen in der Ausbrandzo-
ne sei der in Kap. 4.4.2 vorgestellte 3-Schritt Reaktionsmechanismus der CH,-Oxidation
gewéhlt, wihrend dessen Reduktion zu einem 2-Schritt Mechanismus schon gezeigt wer-
den konnte, dass bei Abwesenheit des Brennstoffs die Verbrennungschemie durch die
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Reaktionen (R1-R8) sowie (R10) kontrolliert wird und diese in den Bruttoreaktionen
(RIT) bzw. (RIII") zusammengefasst sind. Eine Beschreibung des Reaktionsfortschritts
mittels einer einzigen Variablen bedingt damit entweder eine Reduktion dieser bei-
den Bruttoreaktionen zu einer einzigen Reaktion oder deren Kopplung durch weitere
Annahmen. Hierzu bietet es sich an, analog der Ableitung des 2-Schritt Mechanismus,
den quasistationdren Zustand des Hy oder partielles Gleichgewicht der Wassergas-Shift-
Reaktion anzunehmen.

Bestimmung der Reaktionsgeschwindigkeit in der Ausbrandzone

Die Reaktionsgeschwindigkeit in der Ausbrandzone héngt von der jeweiligen getrof-
fenen Annahme zur Kopplung der Bruttoreaktionen (RII') bzw. (RIII') ab und kann
durch Vergleichen der charakteristischen Umsatzgeschwindigkeiten dieser beiden Re-
aktionen am Ubergang von Bereich-I zu Bereich-II z.B. anhand ihrer Damkohlerzahl
(s. Kap. 4.4.2) bestimmt werden.

Partielles Gleichgewicht der Wassergas-Shift-Reaktion: Fir Day > Dayy
kann partielles Gleichgewicht der Wassergas-Shift-Reaktion (RII') angenommen wer-
den. Die fiir die CO-Oxidation mafgebliche, geschwindigkeitsbestimmende Reaktion ist
mit der Kettenabbruchreaktion (R5) nach Tab. 4.5 gegeben. Die Reaktionsgeschwin-
digkeit der Reaktionsfortschrittsvariablen Yo, ergibt sich zu:

Wo, = —qui ; (4.133)

worin g die globale Reaktionsgeschwindigkeit ist:

qu1 = k55Co,CuCym — ks5Cro,Cwm - (4.134)

H, im quasistationiren Zustand: Im umgekehrten Grenzfall Day; > Day be-
findet sich Hy im quasistationdren Zustand, sodass die Oxidation des CO durch die
Oxidationsreaktion (R10) bestimmt ist. Die Reaktionsgeschwindigkeit der Reaktions-
fortschrittsvariablen Yo, ist mit:

Wo, = —qu1 — qu ; (4.135)
gegeben, mit der globalen Reaktionsgeschwindigkeit ¢ nach:

qu = k10yCcoCon — k106Cc0,Ch - (4.136)

Die Bestimmung der in (4.134) und (4.136) bendtigten Konzentrationen der stabilen
Spezies sowie der Radikale wird in den folgenden Abschnitten dargelegt.
Spezieskonzentrationen im homogenen System

In der Ausbrandzone kénnen die Konzentrationen der Verbrennungsprodukte CO, COs,
Hy und HyO mit Hilfe der Erhaltung der Elemente C, H und O sowie der Annahme
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partiellen Gleichgewichts der Wassergas-Shift-Reaktion bzw. des quasistationéiren Zu-
stands von Hy bestimmt werden. Hierzu bietet es sich an, durch Einfiihrung der mo-
laren Grofen v nach (4.122) und (; = Z;/W; eine molspezifische Formulierung der
Elementerhaltung (2.22) einzufiihren:

Ny,
G=) vitn. (4.137)
k=1
Fiir Konzentrationen gilt: Cy, = oYy /Wy, = ot

Partielles Gleichgewicht der Wassergas-Shift-Reaktion: Entsprechend obiger
Nomenklatur lautet die Annahme partiellen Gleichgewichts fiir die Wassergas-Shift-
Reaktion (s. Kap. 4.4.2) nach (4.93):

Yco _ Yco, 1
Vu, Yo Kno

(4.138)

Zusammen mit (4.137) kann aus (4.138) eine quadratische Gleichung fiir ¢y, abgeleitet
werden:

asiy, + a1y, +ag = 0. (4.139)

Die Koeflizienten sind hierbei zu:

a9 = (1 — KH) 3 (4140&)
ay = (CO — 290, — Cc + %gH) (1 - Kn)+ Kn (gc + %CH) , (4.140b)
ap = (CO — 2o, — %CH) %CHKH ; (4.140c¢)

bestimmt. Die positive Wurzel der Losung von (4.139) liefert die gesuchte Ha-Kon-
zentration. Unter Verwendung der Elementerhaltung (4.137) ergeben sich die Konzen-
trationen der fehlenden Spezies. Die Berechnung der Spezieskonzentrationen erfolgt
iterativ, da die Gleichgewichtskonstante Kj; eine Funktion der Temperatur und somit
abhingig von der Zusammensetzung ist.

H, im quasistationiren Zustand: Geméf der Ausfithrungen in Kap. 4.4.2 ist die
Konzentration von Hs, insofern fiir diesen ein quasistationdrer Zustand angenommen
werden kann, nach (4.105) unter Vernachldssigung der Riickreaktion (R5b) wie folgt
gegeben:
s = Fiorbcotn,o ' (4.141)
Ks (kiop¥co, + 2ks5100,Cwn)

Gekoppelt mit der Elementerhaltung (4.137) kann aus (4.141) eine quadratische Glei-
chung fiir ¢)co abgeleitet werden:

ba0eo + bitboo +bo =0, (4.142)
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deren Koeffizienten durch:
by = kioy — Ksk1oo (4.143a)
1
b1 = —Co + 2¢0, + (e (2 + Kskion) + §CH (1 = kioy) — 2K3k5:Critbo, (4.143Db)

1
by = <—Co + 2¢o, + 2(c + §CH) (KskiopCe + 2K53k5 1 Cutbo, ) (4.143c)

gegeben sind. Gleichung (4.142) besitzt zwei Losungen, von denen nur jene mit der
positiven Wurzel sinnvoll ist. Die restlichen Spezieskonzentrationen ergeben sich aus
der Elementerhaltung (4.137). Auch hier ist wegen der Temperaturabhéngigkeit der
Gleichgewichts- und Geschwindigkeitskonstanten eine dufere Iteration notig.

Spezieskonzentrationen im reaktiv-diffusiven System

Die Konzentrationen der Spezies in Ausbrandzone konnen fiir das reaktiv-diffusive
System mit den Gleichungen fiir das homogene System gelost werden, wobei jedoch -
wegen der zunehmenden Bedeutung der unterschiedlichen Diffusivitdt der Spezies (v.
a. Hy) - die Speziesmolenbriiche mit der Lewis-Zahl gebildet werden sollten:

IR

= — . 4.144

Bestimmung der Radikalkonzentrationen

Im Gegensatz zur Brennstoffabbauzone werden in der Ausbrandzone die Konzentra-
tionen der Atome H und O sowie der Radikale OH und HO, benétigt. Diejenigen des
Sauerstoffatoms und der Radikale OH und HO5 kénnen unter der Annahme, dass sich
diese Spezies in einem quasistationéiren Zustand befinden, aus den Gleichungen (4.85)
bis (4.87) bestimmt werden, insofern die Konzentration des Wasserstoffatoms bekannt
ist. Die Konzentration des ebenfalls als quasistationar betrachteten Wasserstoffatoms
ergibt sich aus der Losung der kubischen Gleichung (4.88).

Nahe des Ubergangs von Bereich-I zu Bereich-II verliert die Quasistationarititsannah-
me fiir H, O, OH und HO; ihre Giiltigkeit, weil die Reaktionen dieser Spezies in der
Brennstoffabbauzone vernachlassigt werden. Da die Konzentrationen der Spezies O,
OH und HO, von derjenigen des Wasserstoffatoms abhéngen, reicht eine Korrektur
von dessen Konzentration aus. Hierzu wird aus dem Vergleich der Kettenverzweigungs-
reaktion (R1) mit den Kettenfortpflanzungsreaktionen (R5) und (R11) die Funktion ¢
abgeleitet [143]:

@zl—@—@@, (4.145)

kip o ki o,

welche im Bereich der chemisch inerten Vorwéirmzone negativ ist, mit abnehmender
Brennstoffkonzentration positive Werte annimmt und sich in der Ausbrandzone dem
Wert eins schnell annéhert. Mit Hilfe der Funktion ® kann die aus (4.88) hervorgehende
Wasserstoftkonzentration @DI(Q%SSA nach:

Yy = I /max (0, ) - T, (4.146)



4.4 Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik 99

korrigiert werden. Wegen der Unstetigkeit der ersten Ableitung von 1y fir & = 0 wird
die Glattungsfunktion 7 eingefiihrt:

1
T:1+exp(—(T—TZ)/AT)’

(4.147)

worin T% die mit Hilfe der Randbedingung Y% = 0 zu bestimmende Temperatur am
Ubergang von Reaktions- zu Ausbrandzone und AT die Breite der Glittungsfunktion
ist, die zu AT = 50K gesetzt werden kann. Zur Verdeutlichung sind in Abb. 4.13 fiir
den Fall eines homogenen Systems die Verlaufe der unkorrigierten YI$SSA, korrigierten
YIQQSSA\/maX (0, ®) und geglétteten Yy = YIEQSSA\/maX (0, ®) - 7 Wasserstoffatomkon-
zentration derjenigen mittels eines detaillierten chemischen Mechanismus berechneten
gegeniibergestellt. |71]

Ubergangszone
‘ 1
Reaktionszone | Ausbrandzone
L. \GSSA |
- \'H\, : P ::\/YH (det. Mech)
.J‘/ N
7/

Abbildung 4.13: Zur Verbesserung der Vorhersagequalitit der Wasserstoffatomkonzen-
tration (aus HOFFMANN [71])
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Kapitel 5

Untersuchtes System und numerisches Setup

Als Modellsystem fiir die angestrebten numerischen Untersuchungen zur Stabilitét
nicht-vorgemischter Drallflammen dient die von MERKLE [123] entwickelte und sowohl
von HAESSLER [60] als auch MERKLE et al. [125, 124, 123, 126] experimentell unter-
suchte Diisen/Brennkammer-Konfiguration, deren Geometrie in Kap. 5.1 vorgestellt
wird. Kapitel 5.2 befasst sich mit der experimentellen Datenbasis und den angewen-
deten Messverfahren. Nach einer kurzen Diskussion der Charakteristika des Systems
(Kap. 5.3) und des experimentellen Befunds wird in Kap. 5.4 die numerische Vorge-
hensweise dargelegt, in Kap. 5.5 die Integration des nicht-adiabaten JPDF Reaktions-
modells in den verwendeten CFD-Code behandelt. Kapitel 5.7 ist schlieflich einigen
niitzlichen Hilfsmitteln zur Analyse der Simulationsergebnisse gewidmet.

5.1 Geometrie und Kenngrofien

5.1.1 Geometrie

Das den durchgefiihrten Rechnungen als Vorlage dienende, atmosphérische Verbren-
nungssystem besteht im wesentlichen aus den in Abb. 5.1 dargestellten Elementen:
Doppeldralldiise, Diisenstock und Brennkammer.

Die zylindrische Brennkammer (Innendurchmesser: Do = 100 mm, Lénge: Loc =
440 mm) ist gegen Wérmeverluste mit einer wiarmeddmmenden Auskleidung isoliert,
ihr auflen liegender Stahlmantel wassergekiihlt. In axialer Richtung gliedert sich die
Brennkammer in vier Segmente. Die beiden unteren enthalten Zugénge fiir optische
und Sondenmesstechnik und kénnen zur Vermessung verschiedener Bereiche axialer
Ebenen gegeneinander ausgetauscht werden. Dariiber folgen ein Ausbrandsegment so-
wie der ringformige Brennkammerauslass, dessen zentrale Versperrung ein Einsaugen
von Umgebungsluft auf Grund des axialen Unterdrucks der rotierenden Stréomung ver-
hindern soll.

Der Diisenstock dient der Aufnahme der Doppeldralldiise, bildet folglich zusammen mit
dieser den Brenner des Systems und miindet in das untere Ende der Brennkammer.
Wiéhrend der Brennstoff iiber eine zentrale Lanze zur Doppeldralldiise transportiert
wird, wird die Verbrennungsluft {iber zwei, durch eine Scheidewand voneinander ge-
trennte, konzentrische Ringspalte der luftseitig zweiflutigen Doppeldralldiise zugefiihrt,
wodurch eine unabhéngige Regelung der beiden vorheizbaren Luftvolumenstréme ge-
wahrleistet ist. Zur Einstellung verschiedener axialer Messebenen kann der Diisenstock
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Doppeldralldise Dusenstock Brennkammer

—

Diffusor
Sekundar-Drallerzeuger
Zerstauber-Lippe
Primar-Drallerzeuger
Brennstoff-Zufuhr

Ok WOWN =

Primar-Luft
Sekundar-Luft
Brennstoff

Abbildung 5.1: Doppeldralldiise, Diisenstock und Brennkammer des untersuchten Sys-
tems (nach Merkle [123])

iiber eine Léange von 150 mm in die Brennkammer eingefahren werden.

Die Diisenkonstruktion ist ein Derivat der in Fluggasturbinen eingesetzten, mit Ke-
rosin betriebenen Airblast-Zerstduber-Diisen. Deren Konzept ist die Erzeugung eines
fliilssigen Brennstofffilms durch Aufsprithen des Kerosins mittels eines Druckdrallzer-
staubers auf die Innenseite der Zerstauberlippe, gefolgt von dessen durch den Primér-
luftstrom angetriebenen Transport zur Vorderkante der Zerstauberlippe und schliefslich
der Zerfall des Brennstofffilms in feine Tropfchen im Schergebiet zwischen Primér- und
Sekundéarluftstrom. Die Brennstofftropfchen werden konvektiv vom Stromungsfeld in
die Brennkammer eingetragen, zumindest teilweise verdampft und bilden nach Ein-
mischung in die Verbrennungsluft mit dieser das ziindfahige Gemisch. Mit dem Ziel
der von den komplexen Prozessen der Zerstaubung und Verdampfung isolierten Un-
tersuchung der aerodynamischen Einfliisse auf das Stabilisierungsverhalten dieses Ver-
brennungssystems entwickelte MERKLE [123] eine Gasfilmdiise in Anlehnung an das
Airblast-Zerstauber-Diisen-Konzept. Hierbei ist der Druckdrallzerstduber durch einen
Dummy ersetzt, um die Geometrie des Primarluftkanals nicht zu &ndern; der gasfor-
mige Brennstoff (Methan, in Abb. 5.1 rot eingefdrbt) wird iiber einen Ringspalt auf
die Zerstauberlippe aufgebracht. Luftseitig wird die Doppeldralldiise mit zwei radia-
len Drallerzeugern (s. Abb. 5.2) betrieben. Der Austausch des Sekundéardrallerzeugers
durch ein spiegelbildliches Bauteil ermdoglicht sowohl die gleich- (GLD) als auch ge-
gensinnige (GGD) Verdrallung von Primérluftstrom (in Abb. 5.1 griin eingeférbt) und
Sekundéarluftstrom (in Abb. 5.1 blau eingeférbt), die stromab der Drallerzeuger durch
die Zerstdauberlippe voneinander getrennt werden und erst nach deren Vorderkante
aufeinander treffen. Stromab des Sekundéardrallerzeugers befindet sich ein Diffusor mit
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einem Offnungswinkel von 30° und einem Halsradius von Ry = 12, 5mm.

5.1.2 Kenngrofien

Drallzahl der Doppeldralldiise: Die fiir die Doppeldralldiise charakteristischen,
theoretischen Drallzahlen von Primér- (So i) und Sekundérdrallerzeuger (Son, sek)
sowie die Gesamtdrallzahl (S 45, 4es) Werden in Analogie zur Arbeit von MERKLE [123],
der auch die nachfolgende Ableitung entnommen ist, definiert. Demnach kénnen die
zur Berechnung der theoretischen Drallzahlen (s. Gl. (2.67)) benétigten Drehimpuls-
(Do) und Axialimpulsstrome (Iy) aus den Geometriedaten der Drallerzeuger und dem
durchgesetzten Massenstrom (M) berechnet werden:

: M?
Dy— — "~ . . g 1
0 Q?’LBH Rl Sln(a) 9 (5 )

M2

j:
T or (R2-RY)’

(5.2)

wobei die Anzahl (n), Breite (B), Hohe (H) und Exzentrizitat (R, -sin («)) der Luftein-
laufkanale in Abb. 5.2 erlautert sind und R, und R; fiir den Auflen- bzw. Innenradius
(letzterer z.B. durch einen zentralen Versperrungskorper gebildet) der jeweiligen Diise
bezeichnen. Als Normierungsradius dient der Diffusor-Halsradius Ry. Die theoretische

Abbildung 5.2: Normierungsradius und geometrische Daten des Drallerzeugers zur Be-
stimmung der Drallzahl (aus MERKLE [123])

Gesamtdrallzahl der Doppeldralldiise berechnet sich nach MERKLE [123| durch Addi-
tion der Einzelimpulsstrome gemaéfs:

D07pri + DO,sek
Ry - <j0,pm' + jo,sek>

SO,th,ges - (53)

Die Werte der Drallzahlen der untersuchten Doppeldralldiise sind in Tab. 5.1 gelistet.
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SO,th,pri [_] SO7th7sek [_] SO7th,ges [_] Lpri [_]
Gleichdrall (GLD) 0,46 1,0 0,81 0,37
Gegendrall (GGD) 0,46 -1,0 -0,48 0,37

Tabelle 5.1: Drallzahlen und Luftmassenstromverhéltnis der untersuchten Doppeldrall-
diise

Verhaltnis der Luftmassenstrome: In realen Flugtriebwerken werden die bei-
den Drallkanéle der Doppeldralldiise aus einem gemeinsamen Plenum versorgt, wo-
durch sich das Verhéltnis von Primér- zu Sekundarluftstrom derart einstellt, dass der
Druckverlust iiber beide Kanile gleich grofs ist. In den experimentellen Untersuchungen
[123, 60| erfolgte die Zufuhr der Primér- und Sekundérluft iiber getrennte Kanéle, um
das Volumenstromverhéltnis bei ebenfalls gleichem Druckverlust vorgeben zu kénnen
und damit auch die Volumen-/Massenstréme durch Primér- und Sekundérdrallerzeu-
ger zu kennen. Tabelle 5.1 enthélt hierzu das Verhéltnis von Priméarluftmassenstrom

zu Gesamtluftmassenstrom: )
My, i
Lpri = — Ly . (54)
ML,ges

5.2 Experimentelle Datenbasis

Die als Vergleichsbasis zu Grunde liegenden Messdaten sind den Arbeiten von HAESS-
LER [60] und MERKLE [123] entnommen. Hierdurch stehen detaillierte Daten isother-
mer und reagierender Drallstrémungen in Form von Strémungs-, Mischungs- und Tem-
peraturfeldern der in Kap. 5.1 beschriebenen Anlage bei verschiedenen Betriebsbedin-
gungen zur Verfiigung.

5.2.1 Messtechnik und ermittelte Grofien

Die konditionierte Messung der drei Geschwindigkeitskomponenten erfolgte mittels 3-
Farben Laser-Doppler-Anemometrie (LDA) in 30° Vorwértsstreuungs-Anordnung. Aus
den auf diese Weise erhaltenen, zeitlich diskontinuierlichen Signalen wurden die Mit-
telwerte der einzelnen Geschwindigkeitskomponenten u; sowie die zentralen Momente
u? und W durch Mittelung iiber eine hinreichend grofle Anzahl diskreter Einzelwerte
berechnet.

Zur Bestimmung des isothermen Mischungsfeldes wurde auch in den isothermen, expe-
rimentellen Untersuchungen der Brennstoff, Methan zugefiihrt, die Methan-Konzentra-
tionsverteilung mittels einer Absaugesonde (Aufkendurchmesser: 1mm) und anschlie-
fsender Gasanalyse nach dem Prinzip der Infrarot-Absorption bestimmt. Im reagie-
renden Fall erfolgte die Konzentrationsmessung mit Hilfe einer wassergekiihlten Ab-
saugesonde (Aufsendurchmesser: 3mm) und anschliefslender Gasanalyse. Die gemesse-
nen Spezies umfassten die Gemischkomponenten Methan (CH4) und Sauerstoff (Oy),
die Abgaskomponente Kohlendioxid (CO,) und sowie die intermedidren Spezies Was-
serstoff (Hs) und Kohlenmonoxid (CO); die Wasserdampf-Konzentration (H,O) wurde
aus einer Elementbilanz beziiglich Kohlenstoff und Wasserstoff berechnet.
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Die Feldverteilung der zeitlich mittleren Temperatur ermittelte MERKLE [123] mit Hilfe
eines Platin-Platin/Rhodium-Thermoelements.

5.2.2 Betriebsparameter

Die Betriebsparameter der im weiteren Verlauf dieser Arbeit behandelten, experimen-
tell untersuchten Konfigurationen sind in Tab. 5.2 zusammengefasst. Darin bezieht
sich die in der zweiten Spalte aufgelistete Art der Verdrallung auf die in Kap. 5.1.2
beschriebene Gleich- bzw. Gegendrallanordnung der Doppeldralldiise. Die zugehori-
gen Drallzahlen und Massenstromaufteilungen kénnen Tab. 5.1 entnommen werden,
da diese fiir alle betrachteten Konfigurationen konstant gehalten wurden. Desweiteren
bezeichnet in Tab. 5.2 P, die thermische Leistung, aus der sich der auch im isother-
men Fall durchgesetzte Brennstoffmassenstrom Mcp, bei Kenntnis dessen Heizwertes
(Hycn, = 35900 kJ/m3;) und Normdichte ocy, x = 0, 7168 kg/m?3; errechnen lisst:

P

Mep, =
! Hu7CH4

" OCHy,N - (5.5)

Mit der globalen Luftzahl Ay, der Dichte von Luft bei Normalbedingungen or n =
1,2929 l§g /m3; und dem minimalen Luftbedarf /,,;, = 9, 546 ist der Gesamtluftmassen-
strom Mj, g0 definiert:

OL,N

ML7965 - : MCH4 : )\glob . lmzn . (56)
OCH4,N

Aus diesem ergibt sich unter Verwendung des Priméarluftmassenstromverhéltnisses (5.4)
der Primarluftmassenstrom:

ML,pm’ - ML,ges *Lpri (57)
sowie der Sekundarluftmassenstrom:
ML,sek — ML,ges - ML,pm’ . (58)

Tyor steht in Tab. 5.2 schlieflich fiir die Vorwdrmtemperatur der Luftstrome.

Verdrallung | Py, [kW] | Agiop [—] | Toor [K] | wo [m/s]
isotherm GLD 29,0 2,0 323,0 45,169
isotherm GGD 29,0 2,0 323,0 45,169
reaktiv GLD 10,0 1,75 373,0 13,725
reaktiv GLD 15,0 1,75 373,0 20,588
reaktiv GGD 15,0 1,75 373.,0 20,588
reaktiv GGD 29,0 1,75 373,0 39,804

Tabelle 5.2: Betriebsparameter der im Detail untersuchten Konfigurationen
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Zur besseren Vergleichbarkeit mit den Ergebnissen der Arbeit von MERKLE [123] sowie
der verschiedenen Konfigurationen untereinander werden im Ergebnisteil dieser Arbeit
(s. Kap. 6) einige Grofen normiert dargestellt. Als Normierungsgrofe fiir Ortskoor-
dinaten dient der Diffusor-Halsradius Ry = 12,5mm (s. Abb. 5.1). Die Normierung
der Grofen der Dimension m/s bzw. (m/s)? erfolgt mittels der volumetrisch gemittel-
ten Ausstromgeschwindigkeit ug im Halsquerschnitt des Diffusors der Doppeldralldiise

nach: . .
(MCH4 + MLges)

OL,N " Aglob-lmintocH, N . R(g)
)‘glob'lmin“l‘l

(5.9)

Uy =

Die sich fiir die verschiedenen, untersuchten Konfigurationen ergebenden Normierungs-
geschwindigkeiten sind ebenfalls in Tab. 5.2 aufgelistet.

5.3 Charakteristika des Systems - experimenteller Be-
fund

5.3.1 System-Charakteristika und treibende physikalische Pro-
zesse

Als Basis zur Diskussion der wichtigsten Charakteristika des untersuchten Systems zeigt
Abb. 5.3 einen Schnitt durch den doppelt-isolierten, wassergekiihlten Versuchsbrenner
samt Doppeldralldiise. Im Vorgriff auf die Simulationsergebnisse sind das Stromungs-
und Mischungsfeld im isothermen Fall sowie das Stréomungs- und Temperaturfeld der
reagierenden Drallstrémung in der Brennkammergeometrie dargestellt. Diese sollen hier
nicht als Ergebnisse betrachtet werden, sondern lediglich schematisch die Gegeben-
heiten in der Stromung illustrieren und die Darlegung der treibenden physikalischen
Prozesse unterstiitzen.

Das isotherme Stromungsfeld, dargestellt anhand der Streichlinien im zweidimensio-
nalen Halbschnitt (linkes Teilbild in Abb. 5.3), zeigt deutlich das Aufplatzen der hier
gleichsinnig verdrallten Stromung, direkt stromab der Querschnitterweiterung, beim
Eintritt in die Brennkammer und die damit einhergehende dufsere und innere Rezirku-
lationszone. Ein Konturbild der lokalen Luftzahl (\;,.) verdeutlicht die extrem schnel-
le Vermischung von Brennstoff (blau) und Luft (rot), vor allem in der turbulenten
Scherzone im Nachlauf der Kante der Zerstauberlippe. Kontur-Levels in griiner Farbe
entsprechen dem Wert der globalen Luftzahl (Ay.), zeigen also Zonen nahezu voll-
stdndiger Vermischung. Demnach koexistieren in dieser komplexen Stromung sowohl
nicht-vorgemischte, als auch teil-vorgemischte und vorgemischte Bereiche, was sich in
den Messungen von WEIGAND et al. und MEIER et al. [214, 120] bestétigt findet.

Im Falle der reagierenden Drallstromung (rechtes Teilbild in Abb. 5.3) vermittelt die
Temperaturverteilung einen Eindruck iiber die Lage der Flammenfront, die in erster
Néherung anhand maximaler Temperaturgradienten auszumachen ist. Eine integra-
le Warmebilanz fiir die Brennkammer ergibt, dass 80% der zugefiihrten Energie die
Brennkammer mit dem Abgasmassenstrom verlassen, wihrend Warmeverluste tiber die
Brennkammerwand durch Strahlung und Warmeleitung 20% betragen [48]. Zur Illus-
tration ist der Temperaturverlauf ausgehend von wandnahen Bereichen in der Stromung
iiber die Brennkammerwand bis in den Kiihlwasserstrom schematisch dargestellt.
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Abbildung 5.4: Experimentell ermitteltes Stabilitdtsdiagramm der Gleich- und Gegen-

dralllamme (aus MERKLE [123])
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des anstromenden, unverbrannten Gemischs. Der in Kap. 3.2 beschriebenen drallin-
duzierten Flammenstabilisierung zufolge herrscht, bei Betriebsbedingungen nahe des
Verloschens, eine Konkurrenz zwischen fluid-mechanisch bedingten Verweilzeiten der
Mischung (7yi;) und dem Zeitma® der limitierenden chemischen Reaktionen (7.pem)
vor. Demzufolge kénnen im Falle stabiler Verbrennung gerne getroffene Vereinfachun-
gen, wie die Annahme unendlich schneller Chemie (s. Kap. 2.4.2.2), hier nicht ange-
wendet werden; vielmehr ist die Auflosung des Verlaufs der chemischen Reaktionen
erforderlich.

5.3.2 Experimenteller Befund

Durch detaillierte Feldmessungen sowohl der gleichsinnig als auch der gegensinnig ori-
entierten, reagierenden Drallstromung fiir stabile Betriebsbedingungen und solche na-
he der jeweiligen Stabilitétsgrenze zeigt MERKLE [123|, dass die Flammenstabilisie-
rung auf der Uberlagerung von Zonen basiere, in denen auf Grund niedriger mittlerer
Stromungsgeschwindigkeiten und nahestéchiometrischer Gemischzusammensetzungen,
besonders giinstige stromungsmechanische und reaktionskinetische Ziindbedingungen
vorherrschen. Die Stabilitatsgrenze definiert MERKLE [123] anhand des beobachteten,
abrupten Ubergangs der Flamme in eine andere Stabilisierungsform, welchen er als Fol-
ge des Uberschreitens eines kritischen Grenzdurchsatzes bei Steigerung der thermischen
Leistung deutet und als Konsequenz der Anndherung der mit zunehmendem Durchsatz
abnehmenden Verweilzeit an das Zeitmaft der Wéarmefreisetzung in der Stabilisierungs-
zone erklédrt. Hierbei diene die innere Rezirkulationszone als Riickkopplungsmechanis-
mus, der anstelle sofortigen Verléschens den Ubergang in eine andere Stabilisierungs-
form bedingt; folglich sei zwischen Stabilitédts- und Verlschgrenze zu unterscheiden.

Abbildung 5.4 zeigt hierzu die experimentell ermittelten Stabilitdtsgrenzkurven (Sta-
bilitdtskurve) der Gleich- und Gegendralllamme, d.i. die Auftragung der thermischen
Leistung Py, bei der die Flamme den beobachteten abrupten Ubergang (Foto links
unten — Foto rechts oben) in eine andere Stabilisierungsform vollzieht, als Funktion
der globalen Luftzahl Ay, Von einem Punkt auf der jeweiligen Stabilitétskurve aus
gesehen, herrschen links unten stabile Betriebsbedingungen, rechts oben instabile. Der
Vergleich Gleich-/Gegendrallkonfiguration zeigt eine starke Erweiterung des stabilen
Betriebsbereiches im Falle der Gegendralllamme auf, deutlich zu erkennen an der zu
groferen thermischen Leistungen verschobenen Stabilitatskurve dieser Konfiguration in
Abb. 5.4. Die erhohte Stabilitdt der Gegendralllamme resultiere nach MERKLE [123]
aus einer sich tiefer in die Brennkammer hinein erstreckende Zone nahestéchiometri-
scher Gemischzusammensetzungen, eine Folge der auf Grund gedampften, turbulenten
Austausches verzogerten Brennstoff /Luft-Mischung.

5.3.3 Anforderungen an die numerische Simulation

Aus den beschriebenen Charakteristika des Systems, den damit verbundenen, trei-
benden physikalischen Prozessen sowie den experimentell erschlossenen Erkenntnis-
sen resultieren einige wesentliche Anforderungen an die numerische Simulation, die in
Abb. 5.5 zusammengefasst sind. Threr Umsetzung ist der nachfolgende Abschnitt (s.
Kap. 5.4) gewidmet, wihrend die Ergebnisse der sowohl durch diese Anforderungen
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e Zuverlissige Berechnung des 3-dimensionalen, turbulenten Stromungsfeldes.

e Bestimmung des Mischungsfeldes in der turbulenten Stromung.

e Beschreibung der Wirmefreisetzung, d.h. der Interaktion von turbulentem
Stromungs- /Mischungsfeld und der Verbrennungs-Chemie:

— Wirmefreisetzung durch chemische Reaktionen.

— Behandlung nicht-vorgemischter, teil-vorgemischter und vorgemischter
Verbrennung.

— Riickwirkung lokaler Warmeverluste auf chemische Reaktionen.

— Beriicksichtigung der Einfliisse endlich schneller Chemie.

e Erfassung der Warmeabgabe durch Konvektion, Konduktion und Strahlung.

Abbildung 5.5: Anforderungen an die numerische Simulation

als auch durch den experimentellen Befund motivierten, numerischen Simulationen in
Kap. 6 dargestellt werden.

5.4 Numerische Vorgehensweise

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefithrten Simulationen erfolgten unter Verwen-
dung der kommerziellen CFD-Programme CFX-TASCflow™ (Ver. 2.12-1) und ANSYS
CFX™ (Ver. 10.0-SP1) der Firma ANSYS Inc. zu deren detaillierten Beschreibung auf
ihre jeweilige Dokumentation [4, 8| verwiesen, an dieser Stelle lediglich auf einige wich-
tige ihrer Merkmale hingewiesen sei. CFX-TASCflow™ ist ein 3-D CFD-Code, der die
Geometrie mit einem auf der Finite-Elemente-Methode basierenden Finite-Volumen-
Verfahren [133, 135, 206| abbildet und implizite Diskretisierungsverfahren erster und
zweiter Ordnung in der Zeit sowie verschiedene Verfahren erster und zweiter Ord-
nung zur raumlichen Diskretisierung zur Verfiigung stellt. Die Druck-Geschwindigkeits-
Kopplung erfolgt bei CFX-TASClow™ wie auch bei ANSYS CFX™ durch Losen der
Kontinuitats- und Impulsgleichungen in einem vollsténdig gekoppelten Schritt. CFX-
TASCflow™ diente im Rahmen dieser Arbeit der stationdren (RANS, s. Kap. 4.1.1)
und instationdren (Unsteady-RANS) Berechnung der isothermen Stréomungs- und Mi-
schungsfelder sowie der stationéiren (RANS) Berechnung im Falle der reagierenden
Drallstrémung, ANSYS CFX™ der Berechnung des isothermen Strémungs- und Mi-
schungsfeldes unter Anwendung der LES-Methode (s. Kap. 4.1.1).

5.4.1 Verwendete Rechengitter

Insgesamt wurden drei verschiedene, in Abb. 5.6 dargestellte, hexahedral-blockstruktur-
ierte Rechengitter verwendet, zu deren Generierung das Ziel vorgegeben war, bei mog-
lichst geringer Gittergrofe alle notwendigen Details der zu untersuchenden Problem-
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stellung physikalisch sinnvoll und geometrisch angemessen genau aufzulosen.

Mit dem weiterfiihrenden Wunsch instationére, periodische, dreidimensionale Effekte
der Stromung zu erfassen, wurde zunéchst ein dreidimensionales Rechengitter (“Gitter-
1”) mit 590.096 Knoten entwickelt, welches die komplette raumliche Geometrieanord-
nung der Brennkammer wiedergibt. Um die Modellierung der Drallstromung zu ver-
einfachen, wurde hierbei das Rechengebiet in der Diise auf die Bereiche stromab der
Drallerzeuger begrenzt und die tangentialen Einlasskanile durch Ringspalte ersetzt (s.
Abb. 5.7).

Ein weiteres Rechengitter, das im Rahmen des EU-Forschungsprojekts “Modelling of
UnSteady Combustion in Low Emission Systems” (MUSCLES) [217] von der MTU Ae-
roengines (Miinchen) entwickelt und zur Verfiigung gestellt wurde, umfasst die Kanéle
der Drallerzeuger sowie einen Teil der stromauf der Drallerzeuger gelegenen Plenen. Es
besteht aus 1.519.997 Knoten und wird im Folgenden mit “Gitter-2” bezeichnet.

Das dritte verwendete Rechengitter (“Gitter-3”) weist eine im Vergleich zu Gitter-1
identische Knotenverteilung in axialer und radialer Richtung auf, gibt in Umfangsrich-
tung jedoch nur einen Sektor der Geometrie mit einem Offnungswinkel von 6° wieder.
Es umfasst daher nur 53.208 Knoten und wird mit in Umfangsrichtung periodischen
Randbedingungen verwendet, wodurch in dieser Richtung eine gegeniiber Gitter-1 um
den Faktor 2,5 hohere, fiktive Gitterauflosung erreicht wird.

5.4.2 Ubersicht: durchgefiihrte Simulationen
Isotherme Stromungs- und Mischungsfeld-Berechnungen

Statistische Methoden (Unsteady-RANS, RANS): Das isotherme Stromungs-
und Mischungsfeld wurde fiir die in Kap. 5.1.1 beschriebene Geometrie bei den in
Tab. 5.2 aufgelisteten Betriebsparametern sowohl fiir die Gleich- als auch Gegendrall-
Konfiguration im Rahmen der Diplomarbeit von WINDMEIER [222] untersucht. Mit
dem Ziel, den Einfluss gleich- und gegensinniger Verdrallung auf das Stromungs- und
Mischungsfeld zu erfassen, wurden hierbei sowohl instationére Berechnungen (Unsteady-
RANS) als auch stationdre Berechnungen (RANS) mit Hilfe des CFD-Codes CFX-
TASCflow™ unter Verwendung des Standard k-e-Turbulenzmodells (STKE) sowie des
modifizierten k-e-Turbulenzmodells nach HIRSCH [69] (MKE) durchgefiihrt (s. Kap.
4.1.2.3). Als Rechengitter diente das in Kap. 5.4.1 beschriebene Gitter-1, zur raumli-
chen Diskretisierung ein HYBRID-Diskretisierungschema! und zur zeitlichen Diskreti-
sierung ein Schema zweiter Ordnung bei einem physikalischen Iterationszeitschritt von
At=1,0-10""s.

Die instationédren Berechnungen (Unsteady-RANS) resultierten auch bei Variation der
numerischen Parameter (Zeitschritt, Konvergenzkriterien) bereits nach ca. 1,2 Brenn-
kammerverweilzeiten in stationdren, rotationssymmetrischen Stromungsfeldern, sodass
weder periodische noch chaotische instationdre Effekte der turbulenten Drallstromung
(s. Kap. 2.3.7) detektiert werden konnten. Instationére Berechnungen mittels der Un-
steady-RANS Methode wurden daher nicht weiter verfolgt und finden auch keine ein-
gehendere Behandlung im Rahmen dieser Arbeit.

Diskretisierungsschema, das auf einer von der Gitter-Peclet-Zahl abhiingigen Uberlagerung aus
CDS (central differencing scheme) und UDS (upwind differencing scheme) beruht und fiir Pea > 10
in ein reines UDS {tibergeht [4, 133].
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Auch die mittels des modifizierten k-e-Turbulenzmodells nach HIrscH [69] (MKE)
erzielten Ergebnisse der stationédren Stromungsfeld-Berechnungen (RANS) werden im
Rahmen dieser Arbeit nicht néher diskutiert, da das MKE im Vergleich mit dem STKE;,
bei htherem numerischen Aufwand nahezu identische Ergebnisse aufwies [222]. Dies
sollte jedoch nicht als allgemein giiltige Regel interpretiert werden, unterstiitzt aber
dennoch den Befund, dass in Fillen eingeschlossener Drallstromungen mit zentraler
Auslassversperrung die Defizite des STKE von geringerer Bedeutung sind. In solchen
Systemen, in denen der Drehimpuls die Brennkammer durch den wandnahen Ring-
spaltauslass verlassen muss und nach Verlassen des Brenners schnell zu grofen Radien
transportiert wird (Zweidimensionaler Zwang, s. Kap. 2.3.7), zeigt das STKE, das mit-
unter sogar zum Uberschiitzen des radialen Drehimpulsaustauschs neigt [40, 59|, meist
gute Resultate.

Die Ergebnisse der stationédren Berechnungen unter Verwendung des Standard k-e-
Turbulenzmodells werden in Kap. 6.1 und Kap. 6.2 dargestellt und diskutiert. Da die
hierbei berechneten turbulenten Mischungsfelder schon in diisennahen Bereichen starke
Unterschiede im Vergleich mit den experimentell ermittelten Mischungsfeldern aufwie-
sen, wurden zur Ursachenkldrung zuséitzliche Berechnungen (Kap. 6.2.2) fiir die iso-
therme Gleichdrallkonfiguration, unter anderem Berechnungen mit allen in Kap. 5.4.1
vorgestellten Gittern, durchgefiihrt.

Grobstruktursimulation (LES): Instationédre Berechnungen unter Verwendung der
in ANSYS CFX™ implementierten LES-Methode (s. auch Kap. 4.1.1) fiir die isother-
me Gleichdrall-Konfiguration dienten ebenfalls der Untersuchung der Ursachen fiir die
Diskrepanz zwischen experimentell und numerisch bestimmter Mischungsverteilung.
Als SGS-Turbulenzmodell wurde hierbei das SMAGORINSKY-Modell [180] in seiner
Standard-Formulierung mit einer festen SMAGORINSKY-Konstante C's = 0, 1 angewen-
det und Schemata zweiter Ordnung sowohl fiir die rdumliche (Zentraldifferenzen-Ansatz
[8, 133]) als auch fiir die zeitliche (“second order backward euler” [8]) Diskretisierung
gewéhlt. Obwohl im Kontext von LES-Simulationen eher als grob zu bezeichnen, besitzt
das verwendete Gitter-1 eine, mit typischen Léngenmafen um 1mm in alle Raumrich-
tungen, relativ feine Auflosung in der Ndhe des Brenneraustritts und bietet zudem eine
optimale Vergleichbarkeit mit den durchgefiihrten RANS-Simulationen.

Berechnung des Stromungs-, Mischungs- und Temperaturfeldes im Falle der
reagierenden Drallstromung

Auf Grund des erhéhten numerischen Aufwandes? im Falle der Berechnung der rea-
gierenden Drallstromung, sowie der grofen Anzahl an durchzufiihrenden Simulationen
zur Validierung des turbulenten Reaktionsmodells (s. Kap. 4.3) und zur Bestimmung
der Stabilitatsgrenzen des Systems (s. Kap. 6.5), bietet sich die Verwendung eines mog-
lichst kompakten Rechengitters zur Minimierung der Rechenzeit an. Folglich kommt
im reaktiven Fall das Gitter-3, das sich bereits im Vergleich mit den beiden anderen in
Kap. 5.4.1 aufgefithrten Rechengittern unter isothermen Bedingungen bewédhrt hat (s.

2Im Falle der reagierenden Drallstrémung miissen neben der Masse- und den Impuls-
Bilanzgleichungen fiir das Strémungsfeld sowohl die Energiebilanzgleichung als auch die Transport-
gleichungen des turbulenten Reaktionsmodells gelost werden.
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Abbildung 5.7: Zur Definition der Randbedingungen

Kap. 6.2.2), in Kombination mit der stationdren RANS-Methode und dem relativ ein-
fachen STKE-Turbulenzmodell zur Anwendung. Die Beschreibung der Interaktion von
turbulentem Stromungs-/Mischungsfeld und der Verbrennungs-Chemie erfolgt mittels
des in Kap. 4.3 vorgestellten nicht-adiabaten JPDF Reaktionsmodells, das sowohl die
im System variierende Mischung, den Verlauf der chemischen Reaktionen als auch den
Einfluss lokaler Warmeverluste auf die chemische Reaktionskinetik zu erfassen vermag.
Besondere Aufmerksamkeit wurde den thermischen Randbedingungen gewidmet, wel-
che fiir die Temperaturverteilung in der Brennkammer eine wesentliche Rolle spielen,
aber aus den experimentellen Datensitzen nur indirekt bestimmt werden konnten. Ihre
Ableitung und Implementierung wird in Kap. 5.4.4 behandelt.

5.4.3 Fluidmechanische Randbedingungen

Die Einlass-Randbedingungen des Fluids wurden mittels der nach (5.5) bis (5.8) berech-
neten Massenstrome definiert und im Falle des Gitters-2 als zu den jeweiligen Einldssen
der Plenen und des Brennstoff-Einlasskanals senkrecht einstromend angenommen. Fiir
Gitter-1 und Gitter-3, bei welchen die tangentialen Einlasskanile der Drallerzeuger
durch Ringspalte angenéhert wurden (s. Abb. 5.7), wurden zusétzlich die Strémungs-
richtungen der eintretenden Fluidstréme aus den jeweiligen theoretischen Drallzahlen
berechnet und vorgegeben. Durch diese Vorgehensweise konnten an den Réndern der
Lufteinlédsse zwei Bedingungen erfiillt werden: erstens die Massenbilanz, aus der sich
die radiale Geschwindigkeitskomponente ergibt und zweitens die Drehimpulsbilanz, aus
der die tangentiale Geschwindigkeitskomponente resultiert. Brennstoffseitig wurde im
Falle der reagierenden Drallstromung ein gegeniiber der realen Geometrie zusétzlicher
Brennstoffeinlass verwendet, um das berechnete Mischungsfeld dem experimentell er-
mittelten anzunéhern: eine Vorgehensweise, die in Kap. 6.2.2 néher erlautert wird. Der
entsprechende Einlass ist in Abb. 5.7 abgebildet. In allen Fallen wurden die Turbulenz-
randbedingungen fiir jeden Einlass durch einen nach (4.3) definierten Turbulenzgrad
von 15% und ein turbulentes Langenmak der Halfte der jeweiligen kleinsten Kanalab-
messung definiert.

Am Brennkammerauslass wurde bei den Unsteady-RANS/RANS-Berechnungen der
konstante Gesamtmassenstrom (Mes = Mcp, + My, ges) als Randbedingung verwendet,
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im Falle der LES eine “Opening-Randbedingung” |7, 8].

Die Behandlung der turbulenten Wandgrenzschicht erfolgte fiir die RANS-Berechnung-
en mittels des sog. “logarithmischen Wandgesetztes” |4, 150, 199| unter Annahme glat-
ter Winde (keine Wandrauhigkeit), bei der LES mittels wandnaher Dampfung der
turbulenten Viskositét [8].

5.4.4 FErfassung von Warmeverlusten durch Konvektion, Kon-
duktion und Strahlung

Fiir den Fall der reagierenden Drallstromung konnte die Modellierung der im untersuch-
ten System auftretenden Wirmeverluste durch Losen der CFX-TASCflow™-internen
Energie-Transportgleichung realisiert werden. Konvektive und konduktive Warmever-
luste wurden hierbei mittels thermischer Randbedingen, Strahlungswarmeverluste durch
Implementierung einer Strahlungskorrektur berticksichtigt.

Thermische Randbedingungen

Die Fluidtemperatur der Einlass-Randbedingungen ergab sich entsprechend der Werte
in Tab. 5.2.

Mit Ausnahme der zylindrischen Brennkammerwand und der Kopfplatte wurden die
Winde als adiabat betrachtet. Da aus den experimentellen Ergebnissen [123] keine
Wandtemperaturverteilungen hervorgehen, wurde fiir die Kopfplatte ein konstanter
Wirmestrom in Abhéngigkeit von der jeweiligen durchgesetzten thermischen Leistung
vorgegeben, wiahrend die zylindrische Brennkammerwand unter Beriicksichtigung der
Wiérmeleitung vom Fluid iiber die isolierte Brennkammerwand bis in den Kiihlwas-
serstrom, dessen Temperatur in erster Naherung als konstant betrachtet werden kann
[48], behandelt wurde. Hierzu wurde der turbulente Wandwéarmetibergangskoeffizient
des logarithmischen Wandgesetzes «y,, durch den Warmedurchgangskoeffizienten kg,
ersetzt, welcher das gesamte Wéarmetransport-Problem erfasst und dessen Ableitung
im Folgenden dargelegt wird:

Unter der Annahme lokal-stationdrer Warmeleitung durch konzentrische, zylindrische
Schichten verschiedener Materialien (d.h. die Brennkammerwand, welche geméfs Abb. 5.8
aus den Schichten j = 1,...,3 besteht) kann der Gesamtwérmestrom folgendermafen
ausgedriickt werden:

Q - kges : Az . (T‘z - TW) . (510)

Der Wérmedurchgangskoeffizient kg5 ist hierbei geméaf:

kges -

Alog Az kl Aeq,l k2 Aeq,2 k?) Aeq,3 Qg Aa

1 A 1 A 1 A 1 A 1 AN\
( ) (5.11)

mit:

4 Rem|B|o4 Rem|E| 4 RemliE| 4 g
Aeq,1_ Ry — R; 7Aeq,z_ Ry — Ry 7Aeq,g_ R,— Ry A, R,’
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Abbildung 5.8: Zur Ableitung der thermischen Wandrandbedingung

zu definieren. Der turbulente Wandwérmeitibergangskoeffizient des logarithmischen Wand-
gesetzes ay,, steht in CFX-TASCflow™ zur Verfiigung [5]; k1 bis k3 konnen geméifh:

A1 A2 A3

Ri—R' 7’ R-R'™ R,—Ry,’

by (5.13)

berechnet werden, worin \; die thermische Leitfahigkeit des Materials der Schicht j ist.
Der &dufsere Wandwérmetibergangskoeffizient o, (Brennkammerwand — Kiihlwasser)
wird entsprechend der Warmeleitung in einen Fliissigkeitsstrom im Ringspalt mit den
Daten:

e Kiihlwasser-Volumenstrom: Viy = 1m?/h
e Stoffdaten: Wasser bei Ty = 323 K; A\ ~ 645-102 W/ (m - K) ,

e Laminare Stromung (s. VDI-Wirmeatlas [117]): Nu = 3.66 + 1.2 - (R, /R4) "% |

ermittelt. Mit:

Ny = Qo 2(Ba= o) (5.14)
Aw
ergibt sich der dufsere Wandwéarmeiibergangskoeffizient o, zu:
Aw - (3.66 + 1.2 (R,/Ra)"®
ag =2 ( (Fa/ Fa) ) (5.15)

2-(Ra— Ry)

Das Gleichungssystem (5.10) - (5.15) ermdglicht schlieflich die analytische Beschrei-
bung des Warmetransportproblems durch die zylindrische Brennkammerwand und er-
laubt damit die implizite Berechnung der Temperaturverteilung entlang der zylindri-
schen Brennkammerwand in Abhéngigkeit von den Betriebsbedingungen des Systems.
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Strahlungskorrektur

Zur Behandlung von Strahlungswarmeverlusten wurde das Abgas als optisch diinn
angenommen, d.h. dass jedes Volumenelement in erster Ndherung direkt an die Brenn-
kammerwand abstrahlt. Die Absorption einfallender Strahlung von den Brennkammer-
wanden oder anderen Volumina wird hierbei vernachlassigt und der Emissionsindex
£cas des Abgases unter Annahme kubischer Volumenelemente (Oberfliche Ay;) als
Funktion der strahlungsaktiven Spezies HoO und CO, des Abgases nach SCHACK [166]
bestimmt. Hieraus ldsst sich der mittlere, lokale Strahlungsquellterm der Energie-
Transportgleichung berechnen:

aR,i = OB *EQGas * AV,Z' ' (7_;4 - lell/and,i) ) (516)

worin T; die lokale Fluidtemperatur und Ty g4, die Temperatur in der Wandzelle bei
gleicher axialer Koordinate ist.

5.5 Implementierung des nicht-adiabaten JPDF Re-
aktionsmodells

Das zur Beschreibung der Interaktion von turbulentem Stromungs-/Mischungsfeld und
Verbrennungs-Chemie verwendete, in Kap. 4.3 vorgestellte, nicht-adiabate JPDF Re-
aktionsmodell basiert auf der Losung zusétzlicher Transportgleichungen (s. Kap. 5.5.2)
mit Hilfe des verwendeten CFD-Codes, CFX-TASCflow™. Die in diesen zusitzlichen
Transportgleichungen als Quellterme auftretenden, mittleren Reaktionsquellterme wer-
den zur Minimierung des Rechenaufwandes als Funktion der unabhéngigen Modellva-
riablen in einer sog. JPDF look-up Tabelle (s. Kap. 5.5.1) vor der eigentlichen CFD-
Rechnung abgelegt, sodass die zeitaufwéndige Integration der JPDF-Integrale nicht
online erfolgen muss. Dieses Konzept wird im Folgenden (Kap. 5.5.1) néher erldutert.

5.5.1 PrePDF': Erzeugung der JPDF look-up Tabelle

Da neben der Verbrennungsreaktion bei der Modellierung technisch relevanter Syste-
me auch andere physikalische Prozesse zu beschreiben sind, miissen alle Teilmodelle
- im Hinblick auf die Praktikabilitdt der Berechnung praxisnaher Probleme - auf die
minimal erforderliche Genauigkeit reduziert werden. Hierzu bietet es sich an, Rechen-
schritte, die sich im Laufe der CFD-Simulation wiederholen, in einer der Simulation
vorangestellten Berechnung (sog. Preprocessing) unter Berticksichtigung des Zustands-
raumes aller Parameter durchzufiihren, und die erhaltenen Ergebnisse in einer Tabelle
abzulegen.

Im Rahmen dieser Arbeit wurde hierzu der am Engler-Bunte-Institut/Bereich Verbren-
nungstechnik entwickelte Préaprozessor PrePDF verwendet, zu dessen eingehenderen
Diskussion auf die entsprechende Dokumentation |70| verwiesen und hier nur auf die
im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten Erweiterungen [216| eingegangen sei. Der
Praprozessor PrePDF (s. Abb. 5.9) dient der Berechnung der Chemie (Kinetik Submo-
dul) sowie der Auswertung der Integrale des nicht-adiabaten JPDF Reaktionsmodells
(JPDF Modul).
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Kinetik Submodul: Das Kinetik Submodul berechnet den Reaktionsverlauf eines
reagierenden Brennstoff/Luft-Gemisches in einem homogenen System bei konstantem
Druck, wobei das chemische System mit der in Kap. 4.4 behandelten 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik abgebildet wird. Unter adiabaten Bedingungen geniigt zur Berechnung des ho-
mogenen Systems die Losung der Bilanzgleichung der Spezies Sauerstoff (O,), da diese
die Reaktionsfortschrittsvariable der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist. Im nicht-adiabaten
Fall miissen die Massen-Erhaltungsgleichungen fiir alle Spezies des Reaktionsmechanis-
mus:

Y}
a—tk:’[)-kak7 k:1,7Nk7 (5]‘7>

sowie die Energie-Bilanzgleichung in modifizierter Form:

oT al , —
Cp - E—F’U — ((hkkak)hN> :O, (518)

berticksichtigt werden. In (5.18) ist der Einfluss von Warmeverlusten durch Parametri-
sierung der Warmefreisetzungsrate jeder Spezies, d.h. Multiplikation jedes Summanden
(hg - Wy - W) mit dem mittleren Enthalpie-Index hy (4.60), erfasst. Da die Berechnung
als Zeit-Integration ausgefithrt wird, wird durch obige Vorgehensweise die Gesamtent-
halpie der Mischung in jedem Zeitschritt um einen dem Enthalpie-Index entsprechenden
Faktor verringert und damit in erster Ndherung eine mit dem Reaktionsfortschritt line-
ar voranschreitende Reduktion der Gesamtenthalpie erreicht. Bei vollstandigem Aus-
brand entspricht die Enthalpie der Mischung ihrem mit dem Enthalpie-Index skalierten
Wert unter adiabaten Bedingungen.

Folglich kénnen nach Losung des nicht-adiabaten, homogenen Systems fiir verschiede-
ne vorgegebene Mischungszustéande (Mischungsbruchmittelwert f ) sowie verschiedene
Wiérmeverluste (Enthalpie-Index l/z]vv) und anschliefender Diskretisierung der Losung
im Reaktionsfortschrittsraum (Reaktionsfortschrittsvariable ¢) die thermodynamischen
Zustande des reagierenden Brennstoff/Luft-Gemischs als Funktion des Parameter-Tripels

i—f— hN abgelegt werden.

JPDF Modul: Die mittels des Kinetik Submoduls berechneten thermodynamischen
Zustéinde des Systems im é— f — hN Raum werden durch das JPDF Modul unter Vor-
gabe der Anzahl und Verteilung der Stiitzstellen fiir die Integration eingelesen, geméfs
der Gleichungen (4.62), (4.63), (4.64) und (4.65) mit den als statistisch unabhéngig an-
genommenen PDFs fiir ¢ und f gewichtet und integriert (s. Kap. 4.3.4). Die hierbei ver-
wendeten abgeschnittenen Gauffunktionen sind durch die jeweiligen Mittelwerte und
Varianzen der unabhéngigen PDF-Variablen bestimmt. Auf die Beriicksichtigung einer
Schwankung des Enthalpie-Index wird in erster Néherung verzichtet (s. Kap. 4.3.3.3).

Schliefslich werden die Ergebnisse der Integration (mittlere Quellterme, Speziesmassen-
briiche, Fluid-Dichte und -temperatur) in der sog. “JPDF look-up Tabelle” als Funktion
von ¢, c”2 f, 2 und hN abgelegt und stehen somit dem CFD-Code zur Verfiigung.
Zur Minimierung des Aufwandes beim Zugriff auf die Tabelle wird ein adaptiver Ta-
bellierungsalgorithmus [57| verwendet.



118 5 UNTERSUCHTES SYSTEM UND NUMERISCHES SETUP

Praprozessor
JPDF Modul Kinetik Submodul
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Berechnung der JPDF . basiert auf analytischen
¢, Ya T, p Gleichungen

¢ C" &.YR Tr Pr

JPDF look-up table

d)c c" d)c

VR -T-R PR

Abbildung 5.9: JPDF look-up Tabelle - Erzeugung

5.5.2 JPDF-Schnittstelle zu CFX-TASCflow™

CFX-TASCflow™ stellt eine Schnittstelle bereit, mittels derer zusitzliche, vom Be-
nutzer definierbare Transportgleichungen der Form:

a (@Z@) o (/. w\ 00\ —

9¢

gelost werden kénnen (s. auch Kap. 4.1.3). Die linke Seite der hier in stationédrer Formu-
lierung dargestellten allgemeinen Transportgleichung beschreibt konvektiven und dif-
fusiven Transport, die rechte Seite den Quellterm. Zur Anbindung des nicht-adiabaten
JPDF Reaktionsmodells werden fiinf zusatzliche Transportgleichungen fiir:
Mischungsbruchmittelwert f (4.57)

Mischungsbruchvarianz ]?772 (4.58)

Reaktionsfortschrittsmittelwert ¢ (4.54)

Reaktionsfortschrittsvarianz ¢ (4.55)

Energie des Fluids (CFX-TASCflow™-interne MCF-Formulierung [4])

gelost.

Die Ableitung der Transportgleichungen fiir Varianzen und Mittelwerte von Mischungs-
bruch (4.57,4.58) und Reaktionsfortschritt (4.54,4.55) ist in Kap. 4.3 dargelegt. Die
Quellterme dieser Transportgleichungen werden wiahrend der CFD-Simulation aus der
a priori erstellten JPDF look-up Tabelle ausgelesen.

Die zur Behandlung von Warmeverlusten durch Konvektion, Konduktion und Strah-
lung (s. Kap. 5.4.4) benutzte, CFX-TASCflow™-interne Energie-Transportgleichung
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Abbildung 5.10: JPDF look-up Tabelle - Zugriff

wird in einer Formulierung verwendet, die auf einem Multi-Komponenten-Fluid-Ansatz
(MCF) basiert [4]. Dabei wird die Enthalpie des Fluids aus dessen Zusammensetzung,
d.h. den Massenbriichen der stabilen Spezies des Verbrennungsprozesses, und deren spe-
zifischen Warmekapazitdaten bestimmt. Die hierfiir erforderlichen Speziesmassenbriiche
werden wiederum von der JPDF look-up Tabelle bezogen.

Aus der Losung der Energie-Transportgleichung resultiert die lokale Enthalpie der Mi-
schung, die schlieklich zur Berechnung des Enthalpie-Index hy (4.60) benotigt wird.
Zusammen mit den Mittelwerten und Varianzen von Mischungsbruch und Reaktions-
fortschritt aus bildet der Enthalpie-Index einen Satz von fiinf Variablen (¢, ¢’2, f, .
ifz;) Diese sind die unabhéngigen Variablen des nicht-adiabaten JPDF-Modells, mit-
tels derer CFX-TASCflow™ auf die JPDF look-up Tabelle zugreift (s. Abb. 5.10) um
die benotigten, dort abgelegten Groken (mittlere Quellterme, Speziesmassenbriiche,
Fluid-Dichte und -temperatur) auszulesen.

5.6 Koeffizienten, Parameter, Implementierung und
Validierung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik

Fiir die angestrebte Untersuchung magerer Verbrennungsprobleme wurde die 2-Bereich-
1-Schritt Kinetik als Beitrag des Autors der vorliegenden Arbeit zum EU-Forschungs-
projekt “Modelling of UnSteady Combustion in Low Emission Systems” (MUSCLES)
speziell fiir magere Bedingungen angepasst und validiert. Die hierzu notige Bestim-
mung des stochiometrischen Koeffizienten von Sauerstoff sowie der Parameter der 2-
Bereich-1-Schritt Kinetik und die Validierung der Kinetik finden sich detailliert in den
entsprechenden Berichten des Projekts MUSCLES [215, 217] dokumentiert und sollen
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hier nur zusammengefasst wiedergegeben werden.

5.6.1 Bestimmung des stochiometrischen Koeffizienten von O,

Ein sehr wichtiger Parameter der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist der stochiometrische
Koeffizient des Sauerstoffs vq,, der den Verlauf des Brennstoffabbaus im Bereich-I der
Kinetik bestimmt. Wie bereits in Kap. 4.4.4.1 dargelegt wurde, kann der stochiometri-
sche Koeffizient des Sauerstoffs vo,bei Annahme eines homogenen Systems nach (4.117)
durch lineare Regression aus der Steigung AY(, /AYg, bestimmt werden.

Hierzu wurden mit Hilfe des FORTRAN77 Programms HRct (s. Kap. 5.6.3) die Kon-
zentrationsverlaufe im homogenen System (s. Kap. 4.4.1.2) unter Verwendung eines
wohl validierten, detaillierten chemischen Reaktionsmechanismus, z.B. GRI 3.0 [181]
fiir einen weiten Bereich an Ausgangszusammensetzungen und Vorwérmtemperaturen
berechnet und aus den Ergebnissen die Steigung AYy, /AYp, bestimmt. Aus den auf
diese Weise gesammelten Daten konnte mittels Fehlerminimierung folgende Funktion
fiir den stochiometrischen Koeflizienten des Sauerstoffs v, abgeleitet werden:

0 200048 0 0048
vo, = —1,754 - (?) + 0,382 - exp [—1,410 A+ (?) ] . (5-20>

Im Falle nicht-adiabater Berechnungen héngt v, zusétzlich vom Enthalpie-Index hy
(s. Kap. 4.3.3.3) ab. Um dies zu beriicksichtigen, muss vo, mittels einer Funktion C,,
korrigiert werden, welche selbst eine Funktion der Zusammensetzung A, des Enthalpie-
Index hx und der Vorwarmtemperatur 7, ist. Hierzu wurden Berechnungen mit HRct
(s. Kap. 5.6.3) bei festgehaltener Vorwéarmtemperatur aber unterschiedlichen Zusam-
mensetzungen und Enthalpie-Indices mit Hilfe des detaillierten chemischen Reaktions-
mechanismus GRI 3.0 [181] durchgefiihrt, nachfolgend der Quotient:

vo, (hy)

Crow ) =3 Ty = 1,0)

(5.21)

bestimmt und durch Fehlerminimierung folgende, fiir die Vorwarmtemperatur 7,,, =
373 K giiltige, Funktion abgeleitet:

C

Vo2

=1,70523
—0,25503 - A — 0,00622 - A2 4+ 0,01275 - A3
—1,29591 - hy 4 0, 77864 - ha, — 0,21411 - b,
+0,44765 - X - hy — 0,12560 - (A - hy)* — 0,04640 - (X - hy)® . (5.22)

Der korrigierte stochiometrische Koeffizient des Sauerstoffs ergibt ich damit zu:

VOogy,korr = V0o * szog . (523)

5.6.2 Bestimmung der Parameter der 2-Bereich-1-Schritt Ki-
netik

Aufer dem stochiometrischen Koeffizienten des Sauerstoffs, miissen die kinetischen
Parameter der Brennstoffabbauzone, also die Parameter der Gleichungen (4.106) bis
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(4.108) bestimmt werden, um die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik zu vervollstdndigen. Im
Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden fiir die zu bestimmenden Parameter diejenigen
aus der Arbeit von HOFFMANN [71] tibernommen. So ergeben sich die Reaktionsord-
nungen zu n = 1 fiir Brennstoff sowie m = 2 fiir Sauerstoff, die Aktivierungstemperatur
nach SANCHEZ et al. [183] zu Ty = 22850 K, die Exponential-Faktoren zu ny = 0,5
sowie ny = 2 und der Referenz-Frequenzfaktor zu B° = 9,0 - 108 %, wobei der
Referenzzustand durch A =1 und 7° = 298 K definiert ist.

5.6.3 Implementierung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik

Die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik ist in die FORTRANT77-Programme HRct, PREMIX
und PrePDF implementiert.

HRct

HRct ist eine modifizierte Version des FORTRANT77-Programms SENKIN [112], wel-
ches auf dem Programmpaket CHEMKIN [88| basiert. Um die 2-Bereich-1-Schritt Ki-
netik darin zu implementieren, wurde SENKIN derart geéndert, dass der ideale Kol-
benstromungsreaktor (homogenes System) fiir eine einzige Reaktionsfortschrittsvaria-
ble Yo, gelost und Zusammensetzung, Temperatur sowie thermochemische Gréfsen mit
Hilfe der in Kap. 4.4.4 beschriebenen Kopplungsbedingungen bestimmt werden kénnen.

[72]

PREMIX

Um die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik in PREMIX [87], ein Programm des CHEMKIN-
Pakets zur Berechnung 1-dimensionaler, laminarer Vormischflammen (reaktiv-diffusives
System) zu implementieren, gentigt der Austausch des Unterprogramms CKWYP. [72]

PrePDF

PrePDF ist der im Rahmen dieser Arbeit verwendete Préaprozessor, welcher der Berech-
nung der Chemie und der Auswertung der JPDF-Integrale dient. Das darin implemen-
tierte Kinetik-Submodul entspricht dem Programm HRct, sodass die Implementierung
der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik analog zur Vorgehensweise bei HRct erfolgt. Zur Ver-
tiefung sei an dieser Stelle auf die Dokumentation von PrePDF [70], die im Rahmen
dieser Arbeit durchgefithrten Erweiterungen [216, 217] und Kap. 5.5 verwiesen.

5.6.4 Validierung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik

Die Validierung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik wurde am Modellsystem der 1-dimen-
sionalen, laminaren, vorgemischten Flamme (s. Kap. 4.4.1.3) mittels numerischer Be-
rechnungen unter Verwendung des Programmpakets PREMIX [87] durchgefiihrt und
die Ergebnisse unter Verwendung der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik mit jenen des de-
taillierten chemischen Reaktionsmechanismus GRI 3.0 [181] verglichen. Hinsichtlich
der 2-Bereich-1-Schritt Kinetik wurden beide Vereinfachungsansétze fiir die Modellie-
rung der Ausbrandzone (s. Kap. 4.4.4.2), die Annahme partiellen Gleichgewichts der
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Wassergas-Shift-Reaktion (PEQL) und die Annahme, dass sich Wasserstoff im quasista-
tiondren Zustand befindet (H2SS) verwendet. Im Hinblick auf die angestrebte, magere
Verbrennung beschrénken sich die Ergebnisse auf iiberstéchiometrische Zusammenset-
zungen (A > 1,0). Eine Beriicksichtigung von Wérmeverlusten ist hierbei allerdings
nicht moéglich, weshalb die Validierung anhand der 1-dimensionalen, laminaren, vorge-
mischten Flamme nur fiir adiabate Bedingungen hy = 1 erfolgte. Zur Validierung der
2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir nicht-adiabate Bedingungen sei an dieser Stelle auf die
in Kap. 6.3.1 dargestellten Ergebnisse fiir das mit Hilfe des Programmpakets HRct (s.
Kap. 5.6.3) berechnete homogene System (s. Kap. 4.4.1.2) verwiesen.

Die in den Abbildungen 5.11 und 5.12 in Abhéngigkeit der Luftzahl A dargestellten
Verldufe berechneter, laminarer Flammengeschwindigkeiten up;, verdeutlichen, dass
die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik sowohl fiir die PEQL-Annahme (Abb. 5.11) als auch
fir die H2SS-Annahme (Abb. 5.12) die als Referenz dienenden, mit dem detaillierten
Reaktionsmechanismus bestimmten, laminaren Flammengeschwindigkeiten bei unter-
schiedlichen Vorwarmtemperaturen wiederzugeben vermag.

Auch beziiglich der Flammenstruktur kann die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik die Ergeb-
nisse des detaillierten Reaktionsmechanismus gut reproduzieren. Hierzu sind in den
Abbildungen 5.13 und 5.14 die Molenbriiche der Spezies und die Temperatur als Funk-
tion der Flammenkoordinate = bei einer Vorwarmtemperatur von T,,,. = 298 K, einem
Druck von p = 1bar und einer Luftzahl von A = 1,8 aufgetragen. Die Profile von
Temperatur und Molenbriichen der Spezies CHy, Oy und H5O aus den Ergebnissen der
2-Bereich-1-Schritt Kinetik kommen sowohl fiir PEQL als auch fiir H2SS mit jenen
des detaillierten Mechanismus nahezu zur Deckung. Bei Annahme partiellen Gleich-
gewichts der Wassergas-Shift-Reaktion (Abb. 5.13) wird der CO-Molenbruch durch
die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik nicht richtig wiedergegeben. Folglich unterscheidet sich
auch der Verlauf des CO9-Molenbruchs von demjenigen im Falle des detaillierten Reak-
tionsmechanismus. Wird jedoch die Quasistationaritdt des Wasserstoffs vorausgesetzt
(Abb. 5.14) kénnen die Verlaufe der Molenbriiche beider Spezies, CO und COy mit
guter Genauigkeit reproduziert werden; folglich wird diese Annahme zur Simulation
der reagierenden Drallstromung (s. Kap. 6) verwendet.

5.7 Hilfsgrofsen zur Analyse der Simulationsergebnis-
se

5.7.1 Normierte Stromfunktion

Als Darstellungsgrofe fiir die radialen Verlaufe des axialen Massenstroms kann die sog.
normierte Stromfunktion herangezogen werden:

:27Tfor(g-u~7’-d7’) _ for(g- -1 dr)
Mges fOR(Q'ﬂ"f"d’l“) ’

deren Isolinien in zweidimensionalen, stationdren Stromungen anschaulich als Strom-
bahnen von Teilchen gedeutet werden konnen, welche sich ohne Schlupf mit der mitt-
leren Stromung mitbewegen. In rotationssymmetrischen Stromungen steht ihr lokaler
Wert fiir den Massenstrom, der zwischen Rotationsachse und aktuellem Radius in axia-
ler Richtung flieft. [58]

S|

v

(5.24)
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Abbildung 5.11: Vergleich berechneter, laminarer Flammengeschwindigkeiten unter
Verwendung eines detaillierten chemischen Reaktionsmechanismus und der 2-Bereich-
1-Schritt Kinetik bei Annahme partiellen Gleichgewichts der Wassergas-Shift-Reaktion
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Abbildung 5.12: Vergleich berechneter, laminarer Flammengeschwindigkeiten unter
Verwendung eines detaillierten chemischen Reaktionsmechanismus und der 2-Bereich-
1-Schritt Kinetik bei Annahme der Quasistationaritit des Wasserstoffs
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Abbildung 5.13: Berechnete Struktur der 1-dimensionalen, laminaren Vormischflamme
unter Verwendung eines detaillierten chemischen Reaktionsmechanismus und der 2-
Bereich-1-Schritt Kinetik bei Annahme partiellen Gleichgewichts der Wassergas-Shift-
Reaktion
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Abbildung 5.14: Berechnete Struktur der 1-dimensionalen, laminaren Vormischflamme
unter Verwendung eines detaillierten chemischen Reaktionsmechanismus und der 2-
Bereich-1-Schritt Kinetik bei Annahme der Quasistationaritat des Wasserstoffs
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5.7.2 Lokale Luftzahl und lokaler Ausbrandgrad

Basierend auf der Sauerstoffbilanz der oxidativen Verbrennungsreaktion in CH,/Luft-
Gemischen konnen zwei zur Auswertung der Simulationsergebnisse dienliche, feldlokale
Grofen abgeleitet werden: die lokale Luftzahl zur Beschreibung des Mischungszustan-
des und der lokale Ausbrandgrad zur Beschreibung des Reaktionsfortschritts. Unter
Berticksichtigung der Spezies CHy, O, No, CO, Hy, CO5 und H5O lassen sich hierzu
verschiedene charakteristische Sauerstoffkonzentrationen definieren [58]:

e ‘“chemisch gebundener Sauerstoft” ist der bereits in Zwischen- oder Endprodukten
enthaltene Sauerstoffanteil:

Ny
; k # Sauerstoff (O,)
— . J .
Cozger = 0,5 Xk: (- Ci) { j = Sauerstoffatom (O)

OO, =0,5-Ceo + Coo, + 0,5 Cryo (5.25)

e ‘“erforderlicher Sauerstoff” ist der fiir die vollstandige Oxidationsreaktion erfor-

derliche Sauerstoft:

N, N. '
Cosers =) (G- Cr)
k J

Comt =2+ Cen, + Cco + 0,5 Ch, + Ceo, + 0,5 Chyo (5.26)

¢

e “vorhandener Sauerstoff” ist der in der lokalen Mischung insgesamt vorhandene
Sauerstoffanteil

N k : alle Spezies
B . j . : pez1
OOz,vorh =0,5 Zk (Vk’ Ck) ’ { j = Sauerstoffatom (O)

Og?’imh =Co,+0,5-Cco + Cco, +0,5-Ch,o , (5.27)

worin Ny, die Anzahl der Spezies k, N; die Anzahl der Elemente j, V,Z die Anzahl der
Elemente j in der Spezies k bezeichnet. (; ist schlielich der stochiometrische Sauerstoff-
bedarf des chemischen Elements j nach Tab. 5.3, wobei Stickstoff als inerte Komponente
angenommen wird.

Element j | C|O| H | N
G 1101]1025]0

Tabelle 5.3: Stochiometrischer Sauerstoffbedarf verschiedener Elemente

Lokale Luftzahl

Mit (5.27) und (5.26) lésst sich die lokale Luftzahl als Verhéltnis von lokal in der
Mischung vorhandenem Sauerstoff zu fiir die vollstindige Oxidation erforderlichem
Sauerstoff wie folgt darstellen: ‘
Noe = 2200l 5.28
: COg,erf ( )
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Lokaler Ausbrandgrad

Der lokale Ausbrandgrad ist ein Maf fiir den Fortschritt der Verbrennungsreaktion
und kann fiir iberstochiometrische Mischungen nach LEUCKEL [101] als Verhéltnis
aus chemisch gebundenem Sauerstoff zu fiir die vollstdndige Oxidation erforderlichem

Sauerstoff definiert werden:

_ Coager (5.29)

o COg,erf '
Im Falle unterstéchiometrischer Zusammensetzungen ist der Reaktionsfortschritt je-
doch nicht durch die den Edukten entsprechende erforderliche Sauerstoffmenge Co, ¢
limitiert, sondern durch das Sauerstoffangebot in der lokalen Mischung Co, vorn, Wes-
halb der nach (5.29) definierte Ausbrandgrad im Falle unterstochiometrischer Verbren-
nung nicht eins werden kann.

Um eine im gesamten Stochiometriebereich giiltige Definition des Ausbrandgrades zu
erhalten, reicht eine kleine Erweiterung der Definition nach (5.29) aus:

COQ geb
Ve , . 5.30
min [Co, erf; Coyvor] 30

Diese Definition des Ausbrandgrades ist identisch der Definition der Reaktionsfort-
schrittsvariablen ¢ (4.46) und wird im weiteren Verlauf dieser Arbeit als Ausbrandgrad
verwendet.



127

Kapitel 6

Ergebnisse der Simulation

Das zur numerischen Untersuchung der Stabilitdt nicht-vorgemischter Dralllammen
herangezogene System wurde im vorhergegenden Kapitel (Kap. 5) im Detail beschrie-
ben. Die dabei dargelegten systemspezifischen Charakteristika sowie der experimentelle
Befund nach MERKLE [123] dienten der Ableitung der wesentlichen Anforderungen an
die numerische Simulation. Diese in Abb. 5.5 zusammengefassten Anforderungen bilden
die Grundlage zur Gliederung des vorliegenden Kapitels, in dem die Ergebnisse der nu-
merischen Simulation der isothermen und reagierenden Drallstrémung dargestellt und
diskutiert werden.

Hierzu behandelt Kapitel 6.1 das isotherme Stromungsfeld der Gleich- und Gegendrall-
konfiguration. Die dabei prasentierten Simulationsergebnisse, die sich entsprechend der
in Kap. 5.4.2 beschriebenen Vorgehensweise auf stationdre CFD-Rechnungen (RANS)
unter Verwendung des Standard k-e-Turbulenzmodells sowie Gitter-1 beziehen und
auf den im Rahmen der Diplomarbeit von WINDMEIER [222| durchgefithrten CFD-
Berechnungen aufbauen, werden in der vorliegenden Arbeit neu bewertet und mit den
experimentellen Ergebnissen von MERKLE [123] verglichen. Das isotherme Mischungs-
feld ist Thema in Kap. 6.2. Dort werden Schwierigkeiten der Wiedergabe der experi-
mentell bestimmten Mischungsverteilung aufgezeigt, mogliche Einfliisse untersucht und
der verwendete Losungsansatz zur Charakterisierung des Mischungsfeldes im Hinblick
auf die Simulation der Dralllammen vorgestellt.

Fiir den Fall der reagierenden Gleichdrallstromung werden in Kap. 6.3 die Simulations-
ergebnisse bei Anwendung des turbulenten Reaktionsmodells (s. Kap. 4.3) vorgestellt,
die Notwendigkeit der Charakterisierung lokaler Wérmeverluste sowie deren Einfliisse
auf die chemische Reaktionskinetik (s. Kap. 4.4) dargelegt und damit die in Kap. 5.4.2
beschriebene Vorgehensweise zur Berechnung des Stromungs-, Mischungs- und Tem-
peraturfeldes im Falle der reagierenden Drallstromung begriindet. Ein Vergleich der
Simulationsergebnisse mit jenen der entsprechenden Experimente nach MERKLE [123]
fiir Gleich- und Gegendrallflamme bei einer thermischen Leistung von P, = 15 kW so-
wie die Gegeniiberstellung der Unterschiede der Gleich- und Gegendrallflamme findet
sich in Kap. 6.4. Abschliefsend wird in Kap. 6.5 das Verhalten des Systems sowohl nahe
der Verloschgrenze als auch nahe der Stabilitdtsgrenze behandelt und die unterschied-
liche Stabilitdt von Gleich- und Gegendrallkonfiguration diskutiert.
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6.1 Isothermes Stromungsfeld

6.1.1 Zeitlich mittleres Stromungsfeld
Charakteristika der Stromung

Normierte Stromfunktion: Um einen Uberblick iiber die globalen Charakteristika
der sich einstellenden Stromung zu vermitteln, sind in Abb. 6.1 die Verteilungen der
normierten Stromfunktion (s. Kap. 5.7.1) der Gleich- und Gegendrallkonfiguration so-
wohl fiir die CFD-Berechnungen als auch die Experimente einander gegeniibergestellt.
Hierin kommt den Isolinien mit den Werten null und eins besondere Bedeutung zu.
Sie grenzen den Diisenstrahl (Stromungsbereiche in griiner Farbe) von den Bereichen
der inneren Rezirkulationszone (W < 0; Blautone) und der dufseren Rezirkulationszone
(U > 1; gelb bis rot) ab und weisen damit die drei durch den sog. Vortex Breakdown
(s. Kap. 2.3.6) induzierten Elemente der eingeschlossenen, verdrallten Stromung aus.

Die dufere Rezirkulationszone (Eckenwirbel) resultiert aus der radialen Begrenzung des
Stromungsfeldes durch die Brennkammerwand, da die Stromung in diesem Fall keine
Umgebungsluft einmischen kann, sondern im dufteren Randbereich eigenes Strahlmedi-
um zuriick saugt. Thr Zentrum fallt mit dem Maximum der normierten Stromfunktion
(schwarz gedruckte Zahlenwerte) zusammen, welches den im Eckenwirbel rezirkulier-
ten Anteil des in die Brennkammer eintretenden Massenstromes angibt. Sowohl fiir die
Gleich- als auch fiir die Gegendrallkonfiguration zeigt die Rechnung eine gute Uber-
einstimmung mit den experimentellen Ergebnissen beziiglich der Lage und der Form
der dufleren Rezirkulationszone, jedoch grofere Werte in den jeweiligen Maxima der
normierten Stromfunktion und den groferen Maximalwert im Falle des Gleichdralls.

Der sich zu kleineren Radien hin, an die duflere Rezirkulationszone anschliefende Dii-
senstrahl weitet sich direkt nach dem Eintritt in die Brennkammer auf und legt sich im
Falle des Gleichdralls bei einem Axialabstand von x/ Ry &~ 2,5, im Falle des Gegendralls
bei x/Ry =~ 2,8 an die Brennkammerwand an. Hierbei weist die Gegendrallkonfigurati-
on einen etwas kleineren Offnungswinkel auf. Beide in den Experimenten festgestellten
Charakteristika konnen durch die Rechnung richtig wiedergegeben werden.

Die innere Rezirkulationszone begrenzt den strahldominierten Bereich des Stromungs-
feldes hin zum Zentrum der Brennkammer. Sie ist lings deren Symmetrieachse ausge-
bildet und erstreckt sich in axialer Richtung {iber den experimentell erfassten Bereich
hinaus. Thr Rotationszentrum ist durch das Minimum der Stromfunktion gekennzeich-
net und liegt geméf der Definition der normierten Stromfunktion (5.24) auf der Iso-
tache @W/ug = 0 (gestrichelte Linie) der normiertern, mittleren Axialgeschwindigkeit,
wiahrend die Isolinie U = 0 (s. Abb. 6.1) zu etwas groferen Radien hin verschoben ist.
Somit ist die innere Rezirkulationszone von der durch negative Axialgeschwindigkeiten
gekennzeichneten inneren Riickstrémzone (s. Abb. 6.2) zu unterscheiden. Die Mini-
ma der Stromfunktion (weif gedruckte Zahlenwerte) reprisentieren den in der inneren
Rezirkulationszone umlaufenden Anteil des in die Brennkammer eintretenden Massen-
stromes, sind also ein Kennzeichen fiir die Stédrke der inneren Rezirkulationszone. Im
Vergleich mit dem Experiment zeigt die Rechnung eine gute Ubereinstimmung in Form
und Lage der jeweiligen inneren Rezirkulationszonen und trifft im Falle des Gegendralls
exakt den Wert des Stromfunktionsminimus. Fiir die Gleichdrallkonfiguration wurde
im Experiment ein gegeniiber dem Gegendrall dem Betrag nach kleinerer Wert des
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Abbildung 6.1: Berechnete und experimentell bestimmte Verteilung der normierten
Stromfunktion fiir Gleich- und Gegendrallkonfiguration

Stromfunktionsminimums festgestellt, in der Rechnung jedoch ein groferer. Im Gegen-
satz zum Experiment prognostiziert die Rechnung somit eine stiarkere Rezirkulation im
Fall des Gleichdralls. Dieser Widerspruch soll im Rahmen dieser Arbeit nicht weiter
diskutiert werden, da er im Falle der reagierenden Drallstromung nicht existent ist und
somit eine Kldrung keinerlei Beitrag zur Untersuchung des Stabilisierungsverhaltens
des Systems erbringen wiirde.

Zeitlich mittlere Axialgeschwindigkeit: In Analogie zur Feldverteilung der nor-
mierten Stromfunktion (Abb. 6.1) zeigt Abb. 6.2 die mit dem Wert der volumetrisch
gemittelten Austrittsgeschwindigkeit im Halsradius der Doppeldralldiise ug (s. GL. (5.9)
und Tab.5.2) normierte, zeitlich mittlere Axialgeschwindigkeit im Vergleich von Gleich-
und Gegendrallkonfiguration fiir CFD-Rechnung und Experiment. Hierin sind nega-
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Abbildung 6.2: Berechnete und experimentell bestimmte Verteilung der mittleren Axi-
algeschwindigkeit fiir Gleich- und Gegendrallkonfiguration

tive Axialgeschwindigkeiten durch blau eingefarbte Bereiche markiert, die negativen
Isotachen unterbrochen dargestellt. Im Vergleich mit der Verteilung der normierten
Stromfunktion (Abb. 6.1) fillt auch hier die gute Ubereinstimmung zwischen Experi-
ment und Rechnung beziiglich der Form und Lage der Eckenwirbel auf; der im Falle
des Gegendralls kleinere Offnungswinkel wird ebenfalls bestiitigt. Isotachen des Wer-
tes W/up = 0 grenzen Bereiche vorwiérts gerichteter von solchen riickwérts gerichter
Stromung ab, wonach aus dieser Darstellung deutlich die Form und Lage der inneren
Riickstromzone u/uy <0 ersichtlich ist. Die Form der inneren Riickstromzone, d.h ihre
radiale und axiale Ausdehnung zeigen fiir Gleich- sowie Gegendrallkonfiguration eine
gute Ubereinstimmung zwischen Experiment und Rechnung, wobei letztere zu etwas
langeren, sich spéter schliefsenden Riickstrémzonen tendiert.

Fiir diisenferne Bereiche (x/Ry > 2,5) weist der Gleichdrall bei gleichen Diisenabstén-
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den dem Betrag nach grofiere Riickstromgeschwindigkeiten auf der Brennkammerachse
auf, als der Gegendrall. Dieses Verhéltnis kehrt sich bei genauer Betrachtung - im Ex-
periment nur ansatzweise zu erkennen - fiir kleine Diisenabstidnde (x/Ry < 2,5) um.
Da dieser Befund auch im Falle der reagierenden Drallstromung Giiltigkeit besitzt,
wird an dieser Stelle auf eine genauere Analyse verzichtet und auf die entsprechenden
Ausfithrungen fiir den reagierenden Fall verwiesen.

Radialprofile der zeitlich mittleren Geschwindigkeiten

Zum detaillierten Vergleich mit den experimentell ermittelten Daten sowie der Diskussi-
on der Unterschiede von gleich- und gegensinnig verdrallter Stromung sind in Abb. 6.3
die radialen Profile der zeitlich mittleren Geschwindigkeiten fiir ausgewéhlte, axiale
Ebenen dargestellt. Die Messdaten sind hierin durch gestrichelte Linien gekennzeich-
net, die Simulationsergebnisse mit durchgezogenen. Die unterschiedlichen Geschwindig-
keitskomponenten werden durch die Farben rot (u/ug), grin (7/ug) und blau (w/ug)
reprasentiert.

Fiir weiter von der Diise entfernte axiale Ebenen (z/Ry > 1,6) zeigen Simulation und
Experiment eine gute Ubereinstimmung beziiglich des qualitativen Verlaufs sowie des
Betrags der Radialprofile aller Geschwindigkeitskomponenten. Lediglich die negativen
Axialgeschwindigkeiten nahe der Brennkammerachse zeigen mit zunehmendem Diisen-
abstand grofere Unterschiede zwischen Rechnung und Messung, insofern dass die Mes-
sung dem Betrag nach grofere Riickstromgeschwindigkeiten aufweist. Im Verlgeich mit
der Simulation, schlieffen sich also die Riickstréomzonen im Falle der Messungen erst
bei groferen Diisenabstédnden. Der Hauptunterschied zwischen Gleich- und Gegendrall-
konfiguration in diesem diisenfernen Bereich liegt im unterschiedlichen Vorzeichen der
Tangentialgeschwindigkeit sowie den betragsméfig groferen Tangentialgeschwindigkei-
ten im Falle des Gleichdralls. Dies resultiert aus der wechseleitigen Kompensation bei
der additiven Uberlagerung der gegensinnig orientierten Drehimpulsstrome im Falle
des Gegendralls, wobei der positiv orientierte sekundére Drehimpulsstrom iiberwiegt
und damit die posititve Tangentialgeschwindigkeit bedingt.

Im Folgenden soll der diisennahe Bereich des Stromungsfeldes (x/Ry < 0,8) néher
diskutiert werden, da dieser von der jeweiligen Diiseninnenstrémung mafsgeblich beein-
flusste Bereich die signifkanteren Unterschiede zwischen Gleich- und Gegendrallkonfi-
guration aufweist. Hierbei werden zunéchst anhand der Tangentialgeschwindigkeitsver-
teilung, die geméaf der Ausfithrungen in den Kapiteln 2.3.4 und 2.3.6 mafgeblich fiir die
Ausbildung des Drehstromungsfeldes verantwortlich ist, die wesentlichen Unterschiede
zwischen Gleich- und Gegendrallkonfiguration dargelegt, nachfolgend die radiale und
axiale Geschwindigkeitskomponente behandelt.

Tangentialgeschwindigkeit: Im Falle des Gleichdralls weist die Tangentialgeschwin-
digkeit, dem Drehsinn der Stromung entsprechend, im gesamten Stromungsfeld nega-
tive Werte auf. Fiir die betrachteten diisennahen Bereiche (z/Ry < 0,8) nimmt sie,
ausgehend vom Wert Null auf der Brennkammerachse, mit zunehmendem Radius zu-
néchst ab, durchlauft ein Minimum, steigt daraufthin sehr steil und abrupt an und
verlauft schliefslich linear und leicht steigend bis nahezu an die Brennkammerwand.
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Hierbei ist anzumerken, dass das Abfallen! der Tangentialgeschwindigkeit im Zentrum
der Drehstromung nicht streng einem dem Festkorperwirbel entsprechenden linearen
Gesetz (0 (—w) /Or o r) folgt und auch ihr Anstieg jenseits des Minimums steiler als
dem Potentialwirbel entsprechend (0 (—w) /Or o 1/r) verlauft. Auch konnen die dis-
kreten Minima der beiden Drallkanédle weder in der Rechnung noch in der Messung
eindeutig voneinander unterschieden werden, sind also schon in der ersten Messebene
weitgehend miteinander verschmolzen. Die Rechnung resultiert in einer qualitativ gu-
ten Ubereinstimmung mit den Experimenten, speziell beziiglich des Betrages und der
radialen Lage der Minima.

Fir z/Ry = 0,08 zeigt das radiale Tangentialgeschwindigkeitsprofil der Gegendrall-
konfiguration bei kleinen Radien einen dem Gleichdrall sehr dhnlichen Verlauf. Durch
Uberlagerung mit der gegensinnig verdrallten Sekundirstromung wird das dem Pri-
mérkanal entstammende, radial abfallende Tangentialgeschwindigkeitsprofil gedampft.
Folglich weist es im Vergleich zum Gleichdrall ein weniger stark ausgeprigtes Mini-
mum auf. Mit zunehmendem Radius iiberwiegt die positive Rotationsgeschwindigkeit
des Sekundérdralls, sodass die Tangentialgeschwindigkeit nach Durchlaufen eines Vor-
zeichenwechsels, ein Maximum aufzeigt, dann zunachst abrupt und schlielich fiir grofe
Radien linear und mit geringer Steigung zur Brennkammwand hin abféllt. Im Gegensatz
zum Falle des Gleichdralls ist eine Abweichung des berechneten Tangentialgeschwindig-
keitsprofils von den Messergebnissen vor allem in dem vom Sekundéardrall beeinflussten
Bereich, d.h. in der Dampfung des achsnahen Minimums sowie im Betrag und in der
Lage des Maximums, festzustellen. Die Simulation unterschétzt hier die wechselseitige
Kompensation der additiv iiberlagerten, gegensinnig orientierten Drehimpulsstrome.
Im Falle des Experiments tiberwiegt die Sekundérdrallstromung schon bei x/Ry = 0, 8,
was sich in einer iiber den gesamten Radius positiven Tangentialgeschwindigkeit dufiert.
Dieses spatere Verschwinden des inneren Minimums der Tangentialgeschwindigkeit in
der Simulation deutet bereits auf einen zu geringfiigig gewichteten turbulenten Impuls-
austausch hin.

Radialgeschwindigkeit: Wie schon die Tangentialgeschwindigkeiten streben auch
die Radialgeschwingkeiten fiir beide Drallkonfigurationen zur Brennkammerachse hin
gegen null und bestétigen damit die Erwartung eines rotationssymmetrischen Stro-
mungsfeldes, das somit keinen zeitlich mittleren konvektiven Austausch iiber die Brenn-
kammerachse hinweg aufweist.

Im Falle des Gleichdralls lassen sich fiir /Ry = 0,08 in den Ergebnissen sowohl der
Simulation als auch des Experiments tendentiell zwei lokale Maxima im radialen Ver-
lauf der Radialgeschwindigkeitsprofile erkennen, welche das Aufplatzen der Stromung
nach Eintritt in die Brennkammer, d.h. den radial nach aufen gerichteten konvekti-
ven Transport des Strahlmediums anzeigen. Ihre radiale Position korreliert mit der
Diisengeometrie (Innenradius der Zerstauberlippe: r/ Ry = 0, 6; Diisenaustrittsradius:
r/Ry ~ 1,1 ). Das dazwischen liegende Minimum, das auf den Einfluss der die beiden
Drallstromungen voneinander trennenden Zerstauberlippe hindeutet, ist in der Simu-
lation deutlich schwicher ausgeprigt, wihrend diese das innere Maximum tiberschéatzt.
Die negativen Radialgeschwindigkeiten bei grofen Radien (r/Ry > 1,2) belegen die
Existenz der duferen Rezirkulationszone. Fiir /Ry = 0, 8 resultiert die Simulation in

lim Gegensatz zu Kap. 2.3.4 ist hier die Tangentialgeschwindigkeit auf Grund der Definition der
Drehrichtung mit umgekehrtem Vorzeichen zu verwenden.
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Abbildung 6.3: Radialprofile der mittleren Geschwindigkeitskomponenten fiir Gleich-
und Gegendrallkonfiguration
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Abbildung 6.4: Radialprofile der turbulenten kinetischen Energie fiir Gleich-

gendrallkonfiguration

und Ge-
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einer Verschiebung der Position des Radialgeschwindigkeitsmaximums hin zu kleine-
ren Radien. Die duflere Rezirkulationszone, erkennbar am gegeniiber der axialen Ebene
z/Ry = 0,08 hier bei groferen Radien lokalisierten Vorzeichenwechsel (r/Ry > 2,0),
hat geringeren Einfluss.

Die Messergebnisse der Gegendrallkonfiguration zeigen in direkter Diisennéhe keine
diskreten lokalen Maxima auf. Dahingegen sind diese in der Rechnung tendenziell zu
erkennen. Dieser Unterschied resultiert aus dem in den Experimenten im Nachlauf der
Zerstauberlippe beobachteten, nach innen drehenden Miindungswirbel [123|, welcher in
der Simulation weder anhand negativer Radialgeschwindigkeiten noch einer Kontrak-
tion der Stromlinien (s. Abb. 6.1) detektiert werden kann.

Axialgeschwindigkeit: Das Hauptcharakteristikum der radialen Axialgeschwindig-
keitsprofile sind ihre negativen Werte nahe der Brennkammerachse, welche die innere
Riickstromzone reprisentieren. Im Vergleich Simulation - Experiment zeigen sich hier
geringfiigige Abweichungen; Gleich- und Gegendrallkonfiguration besitzen sehr dhnli-
che Verlaufe.

Fiir /Ry = 0,08 ist die innere Riickstromzone zu groferen Radien hin von einer Zone
hoher Axialgeschwindigkeiten umgeben, die zu beiden Seiten durch steile radiale Gra-
dienten begrenzt ist. Sie kennzeichnet den strahldominierten Bereich des Stromungs-
feldes und weist zumindest in der Simulation beider Drallkonfigurationen sowie in der
Messung des Gegendralls ein lokales Minimum auf, das wie schon im Falle der Radial-
geschwindigkeiten aus dem Einfluss der stromauf liegenden Zerstéduberlippe resultiert
und somit die Mischzone zwischen Primér- und Sekundérluftstrom markiert. Aufer-
halb des strahldominierten Bereiches schliefit sich in dieser Ebene direkt oberhalb der
Kopfplatte eine Zone nahezu verschwindender Axialgeschwindigkeiten an.

Fiir /Ry = 0, 8 zeichnet sich in diesem Radienbereich der Einfluss der dufseren Rezirku-
lationszone in den deutlich negativen Geschwindigkeiten nahe der Brennkammerwand
und dem stark verbreiterten Gebiet positiver Axialgeschwindigkeiten, im Ubergang
Strahl - dufsere Rezirkulationszone, ab. Die Rechnung tendiert in dieser axialen Ebene
zu kleineren Maximalwerten sowie zu einer Verschiebung derer Position auf kleinere

Radien.

6.1.2 Turbulenz im isothermen Stromungsfeld

Die Diskussion der Unterschiede zwischen Gleich- und Gegendrall sowie Simulation
und Experiment beziiglich der Turbulenzgréfen des isothermen Stromungsfeldes soll
anhand der turbulenten kinetischen Energie k, die geméf (4.2) als die halbe Summe
der Reynolds’schen Normalspannungen definiert ist, erfolgen. Diese ist in Abb. 6.4 in
normierter Form dargestellt, wobei gestrichelte Linien die experimentellen Ergebnisse
und durchgezogene Linien jene der Simulation reprisentieren. Die ausgewéahlten axialen
Ebenen beschranken sich auf den diisennahen Bereich, der hierdurch feiner aufgelost
dargestellt werden kann.

Fiir beide Drallkonfigurationen ist die turbulente kinetische Energie in der diisennéchs-
ten axialen Ebene im Bereich der Mischung zwischen Primér- und Sekundarluftstrom
am grofsten. Mit zunehmendem Diisenabstand flachen die Profile unter Abnahme der
Maxima und Verlagerung derer Position zu groferen Radien hin ab. Deutlich ins Auge
fallen die fiir die Rechnung betragsméfig erheblich kleineren Werte an den jeweiligen
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Extremstellen. Letztere sind - wie auch die maximalen radialen Gradienten der Axial-
geschwindigkeit (Ou/0r, s. Abb. 6.3) - in der Rechnung bei tendenziell kleineren Radien
zu finden als im Experiment.

Fiir das Experiment weisen die radialen Profile der turbulenten kinetischen Energie
wesentliche Unterschiede zwischen gleich- und gegensinnig verdrallter Strémung auf.
So sind im Falle des Gegendralls in direkter Diisenndhe x/Ry < 0,4 grofere Maxi-
malwerte festzustellen, die mit zunehmendem Abstand von der Diise jedoch schneller
abgebaut werden als in der Gleichdrallkonfiguration, sodass in dieser fiir /Ry > 0,8
die groferen Maximalwerte der turbulenten kinetischen Energie vorherrschen. MER-
KLE [123] fiihrt diesen “erhohten Feldgehalt an turbulenter kinetischer Energie im
Stromungsfeld der Gleichdralldiise in axialen Distanzen x/R, > 0,6 auf eine insta-
bilere, radiale Stréomungsschichtung im Bereich des vorwértsstromenden Ringstrahls®
zuriick, indem er simultan die radialen Profile von Tangentialgeschwindigkeit, Rayleigh-
Kriterium (0ol'?/0r, s. Kap. 2.3.7) und turbulenter kinetischer Energie der Gleich-
und Gegendralldiise vergleicht. Demnach sei im Falle des Gleichdralls einerseits ein
flacherer Anstieg der Tangentialgeschwindigkeit und daraus resultierend eine geringere
Dampfungswirkung auf den Turbulenzaustausch im Bereich des Festkorperwirbels zu
verzeichnen, andererseits zeige sich am &dufseren Strahlrand ein steileres Abfallen der
Tangentialgeschwindigkeit, das mit einer starkeren Anfachung des turbulenten Austau-
sches gekoppelt sei, wodurch sich das langsamere Abklingen der turbulenten kinetischen
Energie im Falle der Gleichdralldiise ergebe [123]. Wie auch MERKLE weiter ausfiihrt,
werde der Einfluss der Tangentialgeschwindigkeitsverteilung auf die turbulenten Aus-
tauschgrofen durch die Boussinesq-Hypothese (s. Kap. 4.1.2.3) nicht erfasst. Folglich
ist es kaum verwunderlich, dass die Ergebnisse der Simulation unter Verwendung des
Standard k-e-Turbulenzmodells die in den Experimenten beobachteten Unterschiede in
der turbulenten kinetischen Energie nicht wiedergeben koénnen, sogar fiir Gleich- und
Gegendrall nahezu identische Radialprofile dieser Turbulenzgrofe in den diisennéchsten
Ebenen aufzeigen (s. Abb. 6.4).

6.2 Isothermes Mischungsfeld

6.2.1 Vergleich mit experimentellen Ergebnissen - Unterschiede
Gleich- /Gegendrall

Im Vorfeld der angestrebten Untersuchungen zum Stabilisierungsverhalten der nicht-
vorgemischten Gleich- bzw. Gegendrallflamme ist in der Simulation eine moglichst
genaue Charakterisierung der Brennstoffverteilung anzustreben, da diese nach MER-
KLE [123] mafgeblich fiir die Stabilitdt der Verbrennung in diesem System verant-
wortlich sei. Zur Diskussion des Mischungsverhaltens von Gleich- und Gegendrall fiir
Simulation und Experiment zeigt Abb. 6.5 die diisennahe Verteilung des Mischungs-
bruches (f), der nach (2.25) definiert ist (s. Kap. 4.3) und die Werte eins fiir reinen
Brennstoff, null fiir reine Luft bzw. f = 0,055 bei stéchiometrischen Bedingungen
(CH4/Luft) annimmt. Damit bedeuten in Abb. 6.5 blau eingefarbte Bereich eine ge-
ringe Brennstoffkonzentration, wiahrend rot eingefarbte Bereiche stéchiometrische und
tiberstochiometrische Bereiche kennzeichnen. Griine Farbung (z.B. bei z/Ry = 3,0)
entspricht dem Wert des globalen Mischungsbruches fg,,, = 0,028 (Ago, = 2,0) und
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charakterisiert damit Regionen fortgeschrittener Brennstoff/Luft-Mischung.

In den experimentell bestimmten Mischungsbruchverteilungen der Gleich- und Gegen-
drallkonfiguration ist der Sekundérluftstrom anhand von Mischungsbruchwerten von
f < 0,028 erkennbar. Dahingegen treten Brennstoff und Primérluft im Nachlauf des
Priméarluftkanals bereits vorgemischt in die Brennkammer ein, sodass sich nahesttchio-
metrische Gemischzusammensetzungen im Falle des Gleichdralls in radialer Richtung
bis hin zur Brennkammerachse ausdehnen. Verglichen mit der Gleichdrallkonfiguration
erstreckt sich im Falle des Gegendralls der Bereich nahestéchiometrischer Zusammen-
setzungen tiefer in die Brennkammer hinein. MERKLE [123] fithrt dies auf eine verzoger-
te Brennstoff/Luft-Mischung zuriick; ein Charakteristikum der Gegendrallanordnung,
aus dem sich die Erweiterung des stabilen Betriebsbereichs dieser Konfiguration ablei-
ten lasse.

Gleichdrall Gegendrall
Experiment Experiment

Abbildung 6.6: Strémung und Mischungsbruchverteilung in der Gleichdralldiise
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Abbildung 6.7: Radialprofile der mittleren Geschwindigkeitskomponenten fiir die

Gleichdrallkonfiguration unter Verwendung von Gitter-2 und Gitter-3
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Abbildung 6.8: Mischungsbruchverteilung fiir die Gleichdrallkonfiguration unter Ver-
wendung von Gitter-2 und Gitter-3
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Auch die Ergebnisse der Simulation zeigen ein tieferes Eindringen von Bereichen na-
hestochiometrischer Zusammensetzungen im Falle des Gegendralls und belegen damit
die experimentell beobachtete Verzogerung der Brennstoff/Luft-Mischung. Gleichwohl,
kann eine Vormischung im Primérkanal und damit eine Ausdehnung nahestéchiome-
trischer Bereiche bis hin zur Brennkammerachse von der CFD-Rechnung nicht wieder-
gegeben werden. So zeichnen sich in den Mischungsbruchverteilungen der Simulation
deutlich voneinander unterscheidbare Strahnen von Primér-, Sekundérluft und Brenn-
stoff ab. Ein von der Verbrennungsluft des Primérkanals abgegrenzter, sich nur teilweise
mit dieser vermischender Brennstoffstrahl erscheint plausibel bei Betrachtung des zeit-
lich mittleren Stromungsfeldes, das innerhalb der Diise durch axiale Vorwértsstromung
gepragt ist und keine nach innen gerichtete, radiale Stromung aufweist. Zur Veran-
schaulichung zeigt Abb. 6.6 fiir die Simulation der Gleichdrallkonfiguration das der Mi-
schungbruchverteilung iiberlagerte Stromungsfeld in der Diise anhand von Streichlinien
im zweidimensionalen Halbschnitt, wobei die Kontur-Levels des Mischungsbruchs iden-
tisch zu Abb. 6.5 gewéhlt sind. Eine Konzentrationserhohung in Achsnéhe auf Grund
des Riicktransports von Brennstoff aus stromab liegenden Bereichen durch die innere
Rezirkulationszone kann ebenso ausgeschlossen werden, da diese lediglich Gemisch mit
einer dem globalen Mischungsbruch entsprechenden Zusammensetzung riicktranspor-
tiert.

6.2.2 Numerische Untersuchungen zu den Einfliissen auf das
Mischungsfeld

Das Phénomen der sich in Diisennéhe bis auf die Brennkammerachse ausdehnenden
Bereiche hoher Brennstoffkonzentration wurde bei gasbetriebenen Drallbrennern die-
ser und &hnlicher Bauform mehrfach experimentell nachgewiesen [119, 121, 123|. Da
hierfiir bislang keine geschlossene Erklarung existiert, wurden im Rahmen der vorlie-
genden Arbeit verschiedene numerische Untersuchungen exemplarisch fiir den Fall der
isothermen Gleichdrallkonfiguration durchgefiihrt, auch um eventuelle Modellierungs-
fehler auszuschliefen.

Als Ergebnis von Simulationen (RANS) mittels entsprechend modifizierter, hier nicht
explizit aufgefithrter Rechengitter kann eine Beintrichtigung des experimentell be-
stimmten Stromungs- und Mischungsfeldes auf Grund der in der Brennkammer vor-
handenen Messfenster (s. Kap. 5.1.1), sowie der Geometrie der zur Bestimmmung
der Mischungsfelder verwendeten Absaugesonde (s. Kap. 5.2.1) ausgeschlossen wer-
den. Auch eine Variation der Geometrie des Brennstoffeinlasskanals zur Anderung des
Brenstoffeintrittimpulses resultierte in keiner erwédhnenswerten Verdnderung des Mi-
schungsfeldes.

Um eventuelle Fehlerquellen in der Wiedergabe des Drehimpulses durch die beim Auf-
setzen der Randbedingungen getroffenen Vereinfachungen oder durch unzulidngliche
Gitterauflosung in Umfangsrichtung auszuschliefen, wurden Simulationen (RANS) un-
ter Verwendung von Gitter-2 sowie Gitter-3 (s. Kap. 5.4.1) durchgefiihrt und mit den
Simulationsergebnissen fiir Gitter-1 (s. Abb. 6.3) verglichen. Gitter-2, das Drallerzeu-
ger und Plenen umfasst, dient hierbei der Kldrung eines eventuellen Einflusses der sich
einstellenden Geschwindigkeitsprofile in den Drallkanélen, welche in Gitter-1 durch
Ringspalte ersetzt (s. Kap. 5.4.3) und damit implizit Gleichverteilungen entlang der
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jeweiligen Einlassrdnder angenommen wurden. Gitter-3 weist wiederum eine erhohte,
fiktive Gitterauflosung in Umfangsrichtung auf und ermoglicht damit eine feinere raum-
liche Diskretisierung. Abbildung 6.7 zeigt hierzu radiale Profile der zeitlich mittleren
Geschwindigkeitskomponenten fiir ausgewéhlte axiale Ebenen in analoger Darstellungs-
weise zu Abb. 6.3. Im direkten Vergleich der Simulationsergebnisse beziiglich Gitter-2
und Gitter-3 weisen jene mit Gitter-1 (s. Abb. 6.3) gegeniiber der Messung die grofste
Abweichung im Tangentialgeschwindigkeitsprofil fiir die diisenferne Ebene x/Ry = 12
auf. In direkter Diisenndhe z/Ry = 0,08 iiberschitzt die Rechnung mit Gitter-2 den
Betrag des Tangentialgeschinwindigkeitsminimums stark, prognostiziert also eine zu
grofse Drallzahl. Gitter-3 hingegen resultiert in allen ausgewéhlten Ebenen in der bes-
ten Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergebnissen; ein wichtiges Ergebnis im
Hinblick auf die Verwendung des hinsichtlich der numerischen Berechnung kostengiins-
tigen Gitter-3 fiir die angestrebte Simulation der reagierenden Drallstromung. Der in
Abb. 6.8 dargestellte Vergleich der Mischungsbruchverteilung fiir Gitter-2 und Gitter-3
mit der experimentell bestimmten verdeutlicht, dass mit keinem dieser Gitter der sich
in Diisenndhe bis auf die Brennkammerachse ausdehnende Bereich hoher Brennstoff-
konzentration wiedergegeben werden kann.

Wie in Kap. 6.1 dargelegt, kann mittels der stationdren CFD-Rechnung unter Ver-
wendung des Standard k-e-Turbulenzmodells das zeitlich mittlere Stromungsfeld der
beiden Drallkonfigurationen mit vertretbaren Abweichungen wiedergegeben werden, je-
doch zeigen sich nicht unerhebliche Diskrepanzen in den Turbulenzgrofen, sodass die
berechnete turbulente kinetische Energie kleinere Werte aufweist als die entsprechenden
Messungen. Instationdre CFD-Simulationen mittels der LES-Methode (s. Kap. 5.4.2)
zeigen eine wesentlich bessere Ubereinstimmung mit den experimentell ermittelten Tur-
bulenzgrofen auf. Zum Verlgleich sind in Abb. 6.9 fiir den Fall der isothermen Gleich-
drallkonfiguration die Ergebnisse einer stationdren RANS-Simulation (linke Bildhélf-
te) den statistisch gemittelten Ergebnissen? einer instationiren LES-Simulation (rech-
te Bildhéilfte) bez. der normierten turbulenten kinetischen Energie gegentiber gestellt.
Hierin sind im Hintergrund sog. “Streamtraces” (Linien die parallel zum lokalen Stro-
mungsvektor in der x-r-Ebene verlaufen) zur Verdeutlichung des Stromungsfeldes dar-
gestellt; in den Teilbildern der jeweiligen Bildhélften radiale Schnitte, deren axiale
Position aus dem Schnittpunkt ihrer jeweiligen Abszisse mit der Ordinate z/R her-
vorgeht. Die Skalen der Teilbilder sind am rechten Bildrand aufgetragen; hierbei besit-
zen die drei unteren und die beiden oberen Teilbilder jeweils die gleiche Skalenteilung.
Die Messwerte sind an den diskreten Messpositionen mit offenen Kreisen markiert,
die Simulationsergebnisse jeweils mit durchgezonenen Linien. Wie Abb. 6.9 deutlich
zeigt, ist die LES im Gegensatz zur RANS in der Lage, die gemessene Verteilung der
normierten turbulenten kinetischen Energie zu reproduzieren. Dennoch kann auch die
LES das Phidnomen der sich in Diisenndhe bis auf die Brennkammerachse ausdehnen-
den Bereiche hoher Brennstoffkonzentration nicht wiedergeben, wie aus Abb. 6.10 klar
hervorgeht. Fiir die diisennéichste Ebene steigt das Mischungsbruchprofil, ausgehend
von der Brennkammerachse, im Falle der LES zwar schon bei etwas kleineren Radien
an als im Falle der RANS, verglichen mit den experimentellen Ergebnissen sind die
Mischungsbruchwerte der LES aber fiir den Bereich /Ry < 0,8 deutlich kleiner.

2Der Mittelungszeitraum betrug ca. 4 volumetrische Brennkammerverweilzeiten.
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Abbildung 6.9: Turbulente kinetische Energie fiir die Gleichdrallkonfiguration aus
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Abbildung 6.10: Mischungsbruchverteilung fiir die Gleichdrallkonfiguration aus RANS,
LES und Messung
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6.2.3 Modifikationen im Hinblick auf die Simulation der rea-
gierenden Drallstromung

Die im vorangehenden Abschnitt beschriebenen Untersuchungen haben gezeigt, dass
eine Charakterisierung der Mischungsfelder der gasbetriebenen Drallbrennerkonfigura-
tionen sogar mit der numerisch aufwindigen Methode der LES nicht moglich erscheint.
Um dennoch das angestrebte Ziel der Stabilitdtsuntersuchung dieses Systems weiter
verfolgen zu konnen, wird ein den experimentellen Ergebnissen zumindest néherungs-
weise entsprechendes Mischungsfeld benotigt. Fine Vorgabe gemessener Mischungs-
felddaten als Eingabe fiir die CFD scheidet hierbei allerdings aus, da diese nicht fiir
den gesamten bendtigten Bereich an thermischen Leistungen verfiighar sind. Die hier
verwendete Losung des Problems basiert auf zwei Annahmen: Zum einen wird die tur-
bulente Schmidt-Zahl (s. Kap. 4.1.3) reduziert (o, = 0,6), um dadurch den turbulenten
Skalaraustausch zu verstiarken. Zum anderen ermoglicht die Defintion eines zusétzlichen
Brennstoffeinlasses (s. Kap. 5.4.3) die Aufteilung des Gesamtbrennstoffmassenstroms,
sodass 75% iiber den neu definierten Einlass senkrecht zur Einlassfliche in die Diise
eintreten, die verbleibenden 25% iiber den bisherigen Einlass. Zur Variation der ther-
mischen Leistung des Brenners wird lediglich der Gesamtbrennstoffmassenstrom verén-
dert, das Verhéltnis der beiden Teilmassenstrome aber konstant gehalten. Exemplarisch
zeigt Abb. 6.11 das auf diese Weise berechnete Mischungsfeld der Gleichdralllamme
bei einer thermischen Leistung P, = 15 kW und einer global vorgegebenen Luftzahl
Agiob = 1,75 im Vergleich mit der entsprechenden Messung. Da die Modifikationen le-
diglich vernachlissighbare Auswirkungen auf das Stromungsfeld haben, wird auf deren
Darstellung an dieser Stelle verzichtet.
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Abbildung 6.11: Mischungsbruchverteilung fiir Gleichdralllamme - Definition des zu-
sétzlichen Brennstoffeinlasses



6.3 Wiirmefreisetzung und Wirmeabgabe 143

6.3 Warmefreisetzung und Warmeabgabe

Wiérmeverluste iiber die Rander der betrachteten Modellbrennkammer durch Konvek-
tion, Konduktion und Strahlung (s. Kap. 5.3.1) fiithren lokal zu einer gegeniiber einem
adiabaten System erniedrigten Enthalpie, d.h. lokalen Warmeverlusten. Der Einfluss
dieser lokalen Warmeverluste auf die 2-Bereich-1-Schritt Kinetik wird zunéchst durch
direkte Gegeniiberstellung des Reaktionsverlaufes im adiabaten und nicht-adiabaten,
homogenen System aufgezeigt, welches die Grundlage zur tabellarischen Darstellung
der thermodynamischen Datenbasis ist. Nachfolgend wird die Notwendigkeit der Er-
fassung des Einflusses lokaler Warmeverluste auf die chemische Reaktionskinetik und
damit auf die Warmefreisetzung durch die chemischen Reaktionen anhand einer Reihe
von Simulationen fiir die untersuchte Modellbrennkammer aufgezeigt.

6.3.1 Einfluss von Warmeverlusten auf die 2-Bereich-1-Schritt
Kinetik

Um die, global betrachtet, mager betriebene Brennkammer zu simulieren, wurde der
Parameter-Satz der in Kap. 4.4 vorgestellten 2-Bereich-1-Schritt Kinetik fiir magere
Bedingungen angepasst und der benotigte stochiometrische Koeffizient von Sauerstoff
in Abhéngigkeit von Luftzahl und Enthalpie-Index fiir die vorgegebene Vorwarmtem-
peratur bestimmt (s. Kap. 5.6). Die Abbildung des chemischen Systems mittels der
2-Bereich-1-Schritt Kinetik erfolgt durch Erzeugung der sog. JPDF look-up Tabelle in
einem der Simulation vorangehenden Schritt (s. Kap. 5.5.1). Hierbei werden zunéchst
die thermodynamischen Zustande des nicht-adiabaten, homogenen Systems als Funkti-
on des Parameter-Tripels ¢— f —hy abgelegt. Zur Veranschaulichung des Einflusses von
Wirmeverlusten auf die Reaktionskinetik sind in Abb. 6.12 die mit der 2-Bereich-1-
Schritt Kinetik berechneten Speziesmolenbriiche, Temperatur und spezifische Enthalpie
in Abhéngigkeit vom Reaktionsfortschritt ¢ bei konstanter Luftzahl A = 1,0 als Losung
des homogenen Systems dargestellt.
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Abbildung 6.12: Einfluss von Wéarmeverlusten auf die Reaktionskinetik
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Verglichen mit dem adiabaten Fall (I/LTV = 1,0) zeigt der Verlauf der spezifischen Ent-
halpie im Falle eines vorgegebenen Enthalpie-Index von hy = 0,7 ein nahezu lineares
Abfallen mit zunehmendem Reaktionsfortschritt und gibt somit die Parametrisierung
der Wirmefreisetzungsrate in Gleichung (5.18) im Verlauf der Zeitintegration bei der
Losung der Differentialgleichungen des nicht-adiabaten, homogenen Systems wieder (s.
Kap. 5.5.1). Deutlich zu erkennen ist auch die im nicht-adiabaten Fall niedrigere Tem-
peratur. Die Speziesmolenbriiche weisen erhéhte Werte fiir die stabilen Spezies CH4 und
H50 und erniedrigte Werte fiir die intermedidren Spezies CO und Hy auf. Tendenziell
ist eine Verschiebung der Schnittstelle zwischen Brennstoffabbau- und Ausbrandbereich
zu grofserem Reaktionsfortschritt festzustellen.

6.3.2 Lokale Warmeverluste im untersuchten System
Warmeverluste bei adiabater chemischer Reaktionskinetik

Im Unterschied zu vielen anderen Verbrennungsmodellen bietet das hier verwendete,
nicht-adiabate JPDF Reaktionsmodell (s. Kap. 4.3) den Vorteil, die Turbulenz/Chemie-
Interaktion zu beschreiben und ermoglicht dabei die Behandlung: 1. der Verbrennung in
nicht-vorgemischten, vorgemischten und teil-vorgemischten Regionen des untersuchten
Systems, 2. von Reaktionszustdnden abseits des chemischen Gleichgewichts und 3. des
Einflusses lokaler Warmeverluste auf die chemischen Reaktionen. Frithere JPDF Re-
aktionsmodelle, die sowohl den Mischungszustand durch eine Mischungsbruchvariable
als auch den Reaktionsverlauf mittels einer weiteren Variablen - z.B. einer Reakti-
onsfortschrittsvariablen oder der Temperatur - beschreiben, erfassen den Einfluss von
Warmeverlusten auf die chemische Reaktionskinetik meist nicht.

Zur Diskussion der Konsequenzen der Anwendung eines “adiabaten Reaktionsmodells”
fiir die untersuchte Modellbrennkammer sind in Abb. 6.13 die Temperatur und Reakti-
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Abbildung 6.13: Temperatur und Reaktionsrate zum Vergleich von adiabater Simula-
tion und nicht-adiabater Simulation mit adiabater chemischer Reaktionskinetik
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onsrate iiber entdimensioniertem Brennkammerradius /Ry und Brennerabstand /Ry
einer stabil brennenden Gleichdralllamme (GLD; Py, = 10 kW; Ayiop = 1, 75) aufgetra-
gen. Die jeweils linke Bildhilfte der Teilbilder zeigt Simulationsergebnisse fiir adiabate
thermische Randbedingungen, wiahrend in der jeweils rechten Bildhélfte Ergebnisse ei-
ner Simulation dargestellt sind, die unter Vorgabe sehr grofser Warmeverluste iiber die
Brennkammerwand aber bei Vernachldssigung derer Einfliisse auf die chemische Reakti-
onskinetik durchgefiihrt wurden. Dies erfolgte durch absichtliche Verwendung einer fiir
adiabate Bedingungen erzeugten JPDF look-up Tabelle, in dieser nicht-adiabaten Si-
mulation. Wie zu erwarten, ist das Temperaturniveau im Falle der nicht-adiabaten Be-
rechnung deutlich niedriger als im adiabaten Fall. Obwohl niedrigere Temperaturen zu
niedrigeren Reaktionsraten fithren sollten, zeigen die Reaktionsratenverteilungen kaum
Unterschiede. Dies bedeutet, dass die Temperatur im Brennraum zwar mittels thermi-
scher Randbedingungen beeinflusst und mitunter auch z.B. fiir Auslegungszwecke eine
der realen Temperaturverteilung angenaherte berechnet werden kann, aber durch Ver-
nachlassigung des Einflusses lokaler Wérmeverluste auf die chemische Reaktionskinetik
eine Vorhersage weder der exakten Position noch der Dicke der Flammenfront moglich
ist. Der Einfluss lokaler Warmeverluste auf die chemische Reaktionskinetik muss folg-
lich zur angestrebten Stabilitdtsuntersuchung vom Reaktionsmodell erfasst werden. Im
Rahmen der vorliegenden Arbeit geschieht dies durch Verwendung des nicht-adiabaten
JPDF Reaktionsmodells (s. Kap. 4.3) und fiinfdimensionalen JPDF look-up Tabellen,
die auch Funktion des Enthalpie-Index sind.

Enthalpie-Index - Einfluss auf die Verbrennung in der Modellbrennkammer

Um die Beeinflussung der Verbrennung in der Modellbrennkammer durch lokale Wir-
meverluste, welche mittels des Enthalpie-Index quantifizierbar sind, zu illustrieren,
zeigt Abb. 6.14 Ergebnisse von Simulationen, bei welchen ein kiinstlich festgelegter,
iiber die gesamte Brennkammer konstanter Wert des Enthalpie-Index vorgegeben wur-
de. Die hierzu verwendete fiinfdimensionale JPDF look-up Tabelle ermoglicht die Er-
fassung der Einfliisse von Wirmeverlusten auf die chemische Reaktion mittels des
Enthalpie-Index hy.

Wie in Abb. 6.13 sind die Verteilungen der Temperatur und Reaktionsrate bei iden-
tischen Kontur-Levels, jedoch in um 90° gedrehter Ansicht, die Brennerachse weist
nach rechts, dargestellt. Als Referenz zeigt die obere Bildreihe die Ergebnisse der adia-
baten Simulation einer stabil brennenden Flamme. Die Vorgabe eines im gesamten
Stromungsfeld konstanten Enthalpie-Index von Ay = 0,9, d.h. ein globaler Warmever-
lust von 10% gegentiber adiabaten Bedingungen, resultiert in einer Flamme, die auf
die Brennkammerwand auftrifft und deren Reaktionszone sich in zwei Aste aufspaltet.
Eine weitere Reduktion des Enthalpie-Index auf hy = 0,8 fiihrt zu einer weit abge-
hoben brennenden Flamme, die an der zylindrischen Brennkammerwand stabilisiert
und keinerlei Verbrennung im Bereich der dufferen Rezirkulationszone aufweist. Die
Flamme erlischt bei Steigerung der thermischen Leistung um nur APy, = 5 kW unter
konstanter Luftzahl. Diese kiinstliche Vorgabe eines im gesamten Stromungsfeld kon-
stanten Enthalpie-Index verdeutlicht die Auswirkung lokaler Warmeverluste auf die
Verbrennung in der Modellbrennkammer und motiviert zuséatzlich die Erfassung derer
Einfliisse auf die chemische Reaktionskinetik im Rahmen der angestrebten Stabilitéts-
untersuchung.
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Abbildung 6.14: Kiinstlich vorgegebener Enthalpie-Index

Feldlokaler, variabler Enthalpie-Index

Nach Diskussion des konstruierten Falles eines konstanten Enthalpie-Index, d.h. iiber
die gesamte Brennkammer konstanter lokaler Wérmeverluste, soll im Folgenden der
mehr realistische Fall eines feldverteilten, auf Basis der Enthalpie-Verteilung berechne-
ten Enthalpie-Index behandelt werden. Unter Verwendung der in Kap. 5.4.4 beschrie-
benen thermischen Randbedingungen resultiert aus der Losung der Energie-Transport-
gleichung (s. Kap. 5.5.2) die Verteilung der Enthalpie im Rechengebiet, aus welcher
wiederum der feldlokale Enthalpie-Index nach (4.60) berechnet werden kann.
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Einen Eindruck iiber dessen Verteilung gibt Abb. 6.15. Einstrémendes Frischgemisch
besitzt dort per Definition einen Enthalpie-Index des Wertes hy = 1. Ein Vergleich
mit der in Abb. 6.15 ebenso dargestellten Enthalpie, welche eine der Temperatur dhn-
liche Verteilung aufweist, verdeutlicht, dass der Enthalpie-Index nicht zwangsléufig in
jenen Bereichen grofie Werte annimmt, in denen dies auch fiir die Enthalpie gilt. Viel-
mehr zeichnet sich neben dem Einfluss der Warmeverluste nahe der Brennkammerwén-
de auch ein Einfluss von Strahlungswarmeverlusten nahe der Brennkammerachse ab.
So kénnen mit Hilfe des verteilten Enthalpie-Index feldlokale Warmeverluste und bei
Verwendung einer fiinfdimensionalen JPDF look-up Tabelle auch ihr Einfluss auf die
chemische Reaktionskinetik erfasst werden.

Im Vergleich zu den bekannten adiabaten Simulationsergebnissen zeigt Abb. 6.16 die
Ergebnisse einer Simulation unter Beriicksichtigung des lokalen, variablen Enthalpie-
Index.
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Abbildung 6.16: Temperatur und Reaktionsrate zum Vergleich von adiabater Simula-
tion und nicht-adiabater Simulation mit variablem Enthalpie-Index

Verglichen mit dem adiabaten Fall, liegen bei der nicht-adiabaten Simulation, wie
auch in Abb. 6.13 beobachtet, deutlich niedrigere Temperaturen vor. Im Gegensatz
zu Abb. 6.13 zeigt die nicht-adiabate Reaktionsratenverteilung in Abb. 6.16 niedrigere
Werte als die adiabate. Die Flamme hebt von der Brennermiindung ab und erstreckt
sich ein wenig tiefer in die Brennkammer hinein. Diese Ergebnisse bestétigen die Ver-
mutung, dass der Einfluss lokaler Wérmeverluste nicht zu vernachléssigen ist, und
begriinden damit die Anwendung des nicht-adiababten JPDF Reaktionsmodells in den
Simulationen, welche die Grundlage der Darstellungen in den nachfolgenden Kapiteln
bilden.

6.4 Charakteristika der reagierenden Drallstromung

Eine der Drehstromung iiberlagerte Verbrennung geht, entsprechend der in Kap. 2.4
dargelegten Ausfithrungen, mit vielfdltigen Einflussfaktoren und Mechanismen einher.
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Ein wesentlicher Effekt dieser Uberlagerung resultiert aus der lokalen Wirmefreisetzung
durch die chemischen Reaktionen. Diese fithrt zu einer lokalen Temperaturerh6hung,
damit einhergehend zu einer lokalen Reduktion der Fluiddichte und resultiert folglich
in einer lokalen thermischen Expansion des Fluids, welche wiederum das mittlere Stro-
mungsfeld und die statische Druckverteilung erheblich beeinflusst. Basis der Warmefrei-
setzung sind die chemischen Reaktionen der Verbrennung, die eine molekulare Mischung
der Reaktionspartner voraussetzen. In technisch relevanten, nicht-vorgemischten Sys-
temen spielen hierbei der molekularen Diffusion vorangehende, makroskopische Aus-
tauschvorgénge eine entscheidende Rolle und beeinflussen ihrerseits die Feldverteilung
der Temperatur wesentlich. Da das Stromungsfeld fiir die Einstellung des Mischungs-
feldes verantwortlich ist, lasst sich schliefslich ein geschlossener Kreis der wechselseitig
aufeinander einwirkenden Verteilungen von “Stromung - Mischung - Temperatur (Wér-
mefreisetzung)” formulieren, dessen Auswirkungen auf die untersuchten, reagierenden
Drallstromungen nachfolgend dargelegt werden sollen.

In einem, wie dem im Rahmen dieser Arbeit behandelten, eingeschlossenen, einseitig
offenem System fiihrt eine lokale thermische Expansion des Fluids zu einer Beschleu-
nigung der Stromung in axialer Richtung. Geméf der Ausfithrungen in Kap. 2.4.4.3
nimmt folglich die Axialgeschwindigkeit und damit der Axialimpulsstrom mit steigen-
der Temperatur zu, wihrend der Drehimpulsstrom nahezu unbeeinflusst bleibt. Hieraus
resultiert als dominanter Unterschied zur isothermen Stromung eine lokale Reduktion
der Drallzahl.

6.4.1 Zeitlich mittleres Stromungsfeld
Axialgeschwindigkeitsverteilung

Eine deutliche, betragsméfige Zunahme der axialen Geschwindigkeit gegeniiber dem
isothermen Fall lasst sich rasch durch einen Vergleich der in Abb. 6.17 dargestellten
Verteilung der normierten Axialgeschwindigkeit aus Simulation und Experiment der
Gleich- und Gegendralllamme mit den entsprechenden Verteilungen im isothermen
Fall (s. Abb. 6.2) belegen. Hierzu sind in beiden Abbildungen identische Kontur-Levels
gewahlt; ein direkter Vergleich wird durch die normierte Darstellungsweise ermoglicht.

In den experimentellen Ergebnissen zeigen die reagierenden Drallstromungen gegeniiber
den jeweiligen isothermen stark verkiirzte Riickstromzonen, wahrend dieser Unterschied
zum isothermen Fall in der Simulation nicht so stark ausgeprégt ist. Die radiale Ausdeh-
nung der inneren Riickstromzone ist in den Dralllammen kleiner als in der jeweiligen
isothermen Stromung. Die Simulation vermag dies gut wiederzugeben, wohingegen der
in den experimentellen Ergebnissen der Gegendralllamme zusétzliche Miindungswirbel
(MERKLE [123]) sowie die durch diesen hervorgerufenen Einschniirung der Riickstrom-
zone in Diisenndhe durch die Simulation nicht erfasst werden kann.

Im Gegensatz zum Experiment sagt die Simulation eine langere Riickstromzone fiir die
Gleichdrallflamme voraus. So weist hier der Gleichdrall, wie auch in der isothermen
Drallstromung, fiir diisenferne Bereiche (x/Ry > 2,5) bei gleichen Diisenabstinden
dem Betrag nach grofsere Riickstromgeschwindigkeiten als im Falle des Gegendralls
auf. Gemafs der Simulationsergebnisse kehrt sich dieses Verhéltnis jedoch fiir kleine
Diisenabstiande (x/Ry < 2,5) um. Eine Erkldrung dieser Umkehrung erschlieft sich
anhand der Diskussion des Vortex Breakdown.
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Abbildung 6.17: Berechnete und experimentell bestimmte Verteilung der normierten
Axialgeschwindigkeit der Gleich- und Gegendrallflamme

Wirbelform und Vortex Breakdown

Eine geschlossene Darstellung der Vorgénge, die zum Vortex Breakdown (s. Kap. 2.3.6)
fithren, bedarf zunachst der Diskussion der sich im Verlauf der Stromung einstellenden
Wirbelform. Abb. 6.18 zeigt hierzu radiale Profile des zum Umgebungsdruck relativen
statischen Drucks Ap sowie der normierten Tangentialgeschwindigkeit aus den Simu-
lationsergebnissen der Gleich- und Gegendralllamme in ausgewéhlten axialen Ebenen.

Die unterste Ebene (z/Ry = —0,48) entspricht einer axialen Position in der Dop-
peldralldiise, in der Primér- und Sekundéarluftstrom gerade noch durch die Zerstau-
berlippe voneinander getrennt sind. Die in dieser Ebene dem Primérluftkanal entstam-
menden Tangentialgeschwindigkeitsprofile zeigen nahezu identische Verlaufe in Gleich-
und Gegendrallkonfiguration, kénnen also nédherungsweise als vom Sekundarluftstrom
unbeeinflusst betrachtet werden. Die Tangentialgeschwindigkeitsprofile der Sekundér-
luftstrome der beiden Diisenkonfigurationen weisen zwar gegenséatzliche Vorzeichen,
aber dem Betrag nach identische Verlaufe auf; eine Folge der zum Primérdrallerzeuger
spiegelbildlich ausgefiihrten Geometrie des Sekundéardrallerzeugers. In der axialsymme-
trischen Stromung induziert die tangentiale Bewegung des Fluides Zentrifugalkréfte, die
nach (2.68) im Gleichgewicht zum radialen Gradienten des statischen Druckes stehen.
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Folglich bedingt das in der Strémung vorliegende Tangentialgeschwindigkeitsprofil ein
Druckminimum auf der Symmetrieachse und einen positiven Druckgradienten in Rich-
tung der Berandung der Stromung. Das Auftreten zweier Druckminima in der axialen
Ebene z/Ry = —0, 48 resultiert aus der Separation der beiden verdrallten Luftstrome
durch die Zerstauberlippe.

Stromab des engsten Querschnitts des Diffusors, v. a. aber nach Eintritt in die Brenn-
kammer divergieren die Stromlinien zunehmend. Die Radialprofile in axialen Ebenen
/Ry > 0,08 (s. Abb. 6.18) belegen den damit einhergehenden Transport des Tangen-
tialgeschwindigkeitsminimums zu groferen Radien. Entsprechend der Beschreibungen
zum Phédnomen des Vortex Breakdown (s. Kap. 2.3.6) nimmt das Tangentialgeschwin-
digkeitsminimum bei Verlagerung auf einen groferen Radius auf Grund der Drehim-
pulserhaltung ab und demnach der statische Druck auf der Achse zu. Es resultiert
schlieflich ein positiver Druckgradient entlang der Symmetrieachse, welcher bei Uber-
schreiten eines charakteristischen Wertes zur Umkehrung der Stromungsrichtung fiihrt,
sodass negative Axialgeschwindigkeiten auftreten.

Im Falle der Gegendrallkonfiguration wird das durch die Divergenz der Stréomung be-
dingte Abklingen des Tangentialgeschwindigkeitsminimums verstéarkt, da sich die ge-
gensinnig orientierten Drehimpulsstrome aus Primér- und Sekundérluftkanal teilweise
kompensieren. So resultiert, wie aus Abb. 6.19 ersichtlich ist, entlang der Symmetrie-
achse fiir den Gegendrall zunéchst ein groferer axialer Druckgradient (dp/0x) und
damit dem Betrag nach grofere Riickstromgeschwindigkeiten auf der Symmetrieachse
als fiir den Gleichdrall. Mit zunehmendem Diisenabstand nimmt jedoch die Steigung
des axialen Axialdruckverlaufs im Falle des Gegendralls starker ab als beim Gleich-
drall, sodass die Gleichdralllamme ab z/R, = 1,8 die betragsméfig héheren axialen
Riickstromgeschwindigkeiten aufweist.
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Abbildung 6.19: Berechnete Axialprofile des statischen Drucks sowie der Axialgeschwin-
digkeit in Gleich- und Gegendrallflamme
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Normierte Stromfunktion

Wie schon in der entsprechenden Darstellung fiir die isotherme Drallstromung (s.
Abb. 6.1) kénnen auch anhand der Verteilung der normierten Stromfunktion der Drall-
flammen (s. Abb. 6.20) der Diisenstrahl, die innere und die d&ufere Rezirkulationszone
mittels der Isolinien der Werte null und eins voneinander abgegrenzt werden. Hierzu
sind in Abb. 6.20 die Kontur-Levels wiederum so gewéhlt, dass strahldominierte Be-
reiche durch griine Farbtone, die innere Rezirkulationszone durch Blautone und die
aufere Rezirkulationszone durch die Farben Gelb bis Rot représentiert werden.

Im Vergleich mit den isothermen Drallstromungen (s. Abb. 6.1) weisen die Verteilun-
gen der normierten Stromfunktion im Falle der Dralllammen (s. Abb. 6.20) verkiirzte
innere Rezirkulationszonen von geringerer radialer Ausdehnung auf. Dies geht einher
mit einer deutlichen Reduktion des dort umlaufenden Massenstroms (Minimum der
Stromfunktion, d.h. weifs gedruckte Zahlenwerte), welcher die Stérke der inneren Re-
zirkulationszone repréasentiert und ist somit eine Folge der aus der thermischen Expan-
sion des Fluids resultierenden Verringerung der Drallzahl. Hierin liegt auch der we-
sentliche Unterschied zwischen Gleich- und Gegendralllamme. Die Gegendrallflamme,
deren Gesamtdrallzahl mit So 5 ges,cap = —0,48 einen deutlich geringeren Betrag als
diejenige der Gleichdralldiise (So i ges,crp = 0, 81) aufweist, besitzt verglichen mit der
Gleichdrallflamme eine in axialer (zumindest in der Simulation) und radialer Richtung
weniger ausgedehnte Rezirkulationszone mit geringerer Rezirkulationsintensitat. Im di-
rekten Vergleich mit den experimentellen Ergebnissen vermégen die Simulationen der
Drallflammen die globalen Minima der Stromfunktion (weiff gedruckte Zahlenwerte)
nahezu exakt vorauszusagen. Wie bereits anhand der Axialgeschwindigkeitsverteilung
diskutiert, kann die Simulation der Gegendralllamme die experimentell beobachtete
Einschniirung auf Grund des zusétzlichen Miindungswirbels auch im reagierenden Fall
nicht erfassen. Im Gegensatz zu den experimentellen Ergebnissen sagen die Simulatio-
nen eine kiirzere innere Rezirkulationszone im Falle der Gegendralllamme vorher.

Im Unterschied zu den isothermen Stromungen (s. Abb. 6.1) aber miteinander iberein-
stimmend, zeigen Simulation und Experiment der Drallflammen (s. Abb. 6.20) einen
sich weniger stark aufweitenden Diisenstrahl, der zudem bei groferen axialen Diisenab-
standen auf die Brennkammerwand auftrifft. Hierbei weist wiederum die Gegendrall-
konfiguration, entsprechend der hier geringeren Gesamtdrallzahl, den etwas kleineren
Strahloffnungswinkel auf.

Auch die Rezirkulation in den Eckenwirbeln ist im Falle der reagierenden Drallstro-
mung (s. Abb. 6.20), verglichen mit der isothermen Strémung (s. Abb. 6.1), von gerin-
gerer Intensitit (schwarz gedruckte Zahlenwerte). Analog zum Einsaugverhalten eines
in ruhende Umgebung ausstromenden, runden Freistrahls kann auch hier der vom in
die Brennkammer eintretenden Strahl angesaugte Massenstrom im Bereich des dufieren
Eckenwirbels als abhingig sowohl vom Verhéltnis der Dichte des Umgebungsmediums
oy zur Dichte des Strahlmediums pg als auch von der Eindringtiefe  des Strahls be-

trachtet werden: .
M(ITL esau, X
Mangesaugt L~ [OU (6.1)
Msirani Ry 0s

So nimmt nach LEUCKEL [101] der Anteil des angesaugten Massenstromes mit abneh-
mendem Dichteverhéltnis gy /0s ab. Damit lasse sich nach MERKLE [123] die gegentiber
dem isothermen Fall kleinere Rezirkulationsintensitit des Eckenwirbels der jeweiligen
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Abbildung 6.20: Berechnete und experimentell bestimmte Verteilung der normierten
Stromfunktion der Gleich- und Gegendralllamme

Drallflamme mittels des kleineren Dichteverhéltnisses des Mediums im Eckenwirbel
und des Strahlmediums erkldren. Die gegeniiber der isothermen Strémung geringere
Abnahme der Rezirkulationsstéirke des Eckenwirbels im Falle Gegendrallanordnung re-
sultiert aus der im Vergleich zur Gleichdallflamme grofseren Eindringtiefe des Strahls
(s. Abb. 6.27).

Radialprofile der Geschwindigkeitskomponenten

Zum detaillierten Vergleich mit den experimentell ermittelten Daten und der Diskussion
der Unterschiede zwischen Gleich- und Gegendralllamme sind in Abb. 6.21 die radia-
len Profile der normierten, zeitlich mittleren Geschwindigkeitskomponenten in axialer
(rot), radialer (griin) und tangentialer (blau) Richtung der Simulation (durchgezogene
Linien) den experimentellen Ergebnissen (gestrichelte Linien) gegeniibergestellt. Um
die Vergleichbarkeit mit den entsprechenden Ergebnissen der isothermen Stromungen
(s. Abb. 6.3) zu gewidhrleisten, wurden in Abb. 6.21 und Abb. 6.3 identische axiale
Ebenen ausgewéhlt und identische Achsenskalierungen verwendet.
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Abbildung 6.21: Radialprofile der mittleren Geschwindigkeitskomponenten fiir Gleich-

und Gegendrallflamme
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Tangentialgeschwindigkeit: Der Vergleich der Radialprofile der normierten Tan-
gentialgeschwindigkeit beider Dralllammen mit den entsprechenden Profilen bei iso-
thermen Bedingungen ergibt qualitativ einen sehr dhnlichen Verlauf. Quantitativ be-
trachtet, zeigt die Gegendralllamme gegeniiber der isothermen Stromung tendenziell
eine geringe Erhohung der Tangentialgeschwindigkeitsbetréage, wohingegen die Tangen-
tialgeschwindigkeitsprofile der Gleichdralllamme vor allem im Experiment zu deutlich
hoheren Betrégen verschoben sind. MERKLE [123] fiihrt die Betragserh6hung der Tan-
gentialgeschwindigkeit in der Gleichdralllamme auf eine bereits in der Diise stattfin-
dende Einmischung heifen Fluids durch die in dieser Konfiguration bis in die Diise
hineinreichende Riickstromzone zuriick. In diesem Bereich auftretende negative Axial-
geschwindigkeiten grofien Betrages fithren bei Beriicksichtigung der Drehimpulserhal-
tung nach (2.64) zu einer Erhthung der Tangentialgeschwindigkeitsbetrige. Bestétigt
wird dies durch die gegeniiber der isothermen Stromung bereits in der diisennéchsten
Ebene (x/Ry = 0,08) stark erhohten Tangentialgeschwindigkeitsbetrage im Falle der
Gleichdrallflamme.

Im Vergleich mit den experimentellen Ergebnissen der Gegendralllamme weisen die
in Abb. 6.22 dargestellten Axial-Verlaufe des Drehimpulsstromes dem Betrag nach
deutlich grofere Werte fiir die Gleichdrallflamme auf. Dass dieser Unterschied bereits in
der diisennéchsten Messebene ausgepréigt ist, deutet darauf hin, dass nicht nur von einer
entsprechend der Ausfithrungen MERKLEs 'Erhéhung der Tangentialgeschwindigkeit
unter Beriicksichtigung der Drehimpulserhaltung’ auszugehen ist, sondern sogar von
"Erzeugung von Drehimpuls’ in der Diise der Gleichdrallkonfiguration.

Die Simulation vermag diese Drehimpuls-Erzeugung sowie die Erh6hung der Tangen-
tialgeschwindigkeit in der Gleichdralllamme nicht wiederzugeben und weist beziiglich
der Gegendrallflamme eine bessere Ubereinstimmung mit den experimentellen Ergeb-
nissen als im isothermen Fall auf; moglicherweise eine Konsequenz einer gegeniiber
den Experimenten geringeren radialen Ausdehnung der Riickstromzone stromauf der
Diisenmiindung. Als Folge ergeben sich fiir die gleichsinnige Verdrallung grofsere Abwei-
chungen zwischen Simulation und Experiment, v. a. auch in den Ebenen z/Ry > 3, 6.
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Abbildung 6.22: Axialprofile der mittleren Drehimpulsstrome fiir Gleich- und Gegen-
dralllamme
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Tendenziell zeigen die Tangentialgeschwindigkeitsprofile der Dralllammen eine Ver-
breiterung des Bereichs hoherer Geschwindigkeitsbetrige gegeniiber dem isothermen
Fall, welche wiederum in den experimentell bestimmten Daten deutlicher hervortritt
als in den Simulationsergebnissen. Die diskreten Extrema der beiden Drallkanéle sind
in den Experimenten sowohl der Gleichdrall- als auch der Gegendrallflamme deutli-
cher zu erkennen als im Fall der isothermen Strémung; die Simulationen zeigen hier
kaum Unterschiede. Das im Fall der isothermen Gleichdrallkonfiguration beobachte-
te langsamere Verschwinden des inneren Minimums der Tangentialgeschwindigkeit in
der Simulation tritt auch im reaktiven Fall auf und deutet wiederum auf einen in der
Simulation zu geringfiigig gewichteten turbulenten Impulsaustausch hin.

Radialgeschwindigkeit: Wie schon die Tangentialgeschwindigkeitsprofile zeigen die
Radialgeschwindigkeitsprofile der Drallflammen sehr dhnliche Verlaufe im Vergleich zu
den jeweiligen isothermen Stromungen. In der diisennéchsten Ebene (z/Ry = 0, 08) ist
eine Beeinflussung durch die thermische Expansion des Fluides kaum merklich, so zei-
gen die Radialgeschwindigkeiten im reaktiven Fall gegeniiber der isothermen Stromung
lediglich geringfiigig erhohte Werte. Dennoch weisen hier die Simulationen eine bessere
Ubereinstimmung mit den Experimenten auf. Weiter stromab (0,8 < z/R; < 3,6)
zeichnet sich im strahldominierten Bereich des Stromungsfeldes eine Beschleunigung
der Stromung in radialer Richtung auf Grund der Einmischung heifer Flammenga-
se ab. Die Simulation gibt dies in guter Naherung wieder, jedoch mit tendenziell zu
kleineren Radien verschobenen Radialgeschwindigkeitsmaxima. Fiir /Ry > 3,6 zeigen
die Simulationen stets kleinere Werte der Radialgeschwindigkeit als die Experimente;
ein Hinweis auf ein bei kleineren axialen Diisenabstdnden einsetzendes Schliefsen der
inneren Rezirkulationszone im Falle der Simulation.

Axialgeschwindigkeit: Schon in der diisennédchsten Ebene (x/Ry = 0,08) ist in
den reagierenden Drallstromungen eine leichte Erhéhung der Axialgeschwindigkeit ge-
geniiber den isothermen Stromungen im Bereich des Diisenstrahls festzustellen. Diese
kann durch die Einmischung {iber die innere Rezirkulationszone riicktransportierter
Gase stromauf der Brennermiindung und den Warmestrom iiber die Kopfplatte in den
Frischluftstrom erklért werden [123]. Die achsnahe Riickstromgeschwindigkeit zeigt im
Falle der Drallflammen ebenfalls erhhte Werte; eine Folge der auf Grund der niedri-
gen Fluiddichte der riickstromenden Gase kontinuitdtsbedingt hoheren Stromungsge-
schwindigkeiten. Fiir beide Diisenkonfigurationen weisen die Simulationen eine bessere
Ubereinstimmung mit den Experimenten als bei isothermen Bedingungen auf.

In den stromab gelegenen Ebenen (z/Ry > 0, 8) zeigt sich im Vergleich mit den isother-
men Stromungen eine deutliche Verschiebung der Axialgeschwindigkeitsprofile zu héhe-
ren Betrdgen und damit ein deutlicher Einfluss der thermischen Expansion des Fluids
im Bereich der Hauptreaktionszone, die in diesem Bereich lokalisiert ist (s. Abb. 6.27).
Als Konsequenz der geringeren Wirmefreisetzungsdichte im Falle der Simulation (s.
Kap. 6.4.4) ergibt sich fiir beide Diisenkonfigurationen ein verzogertes Einsetzen der
Axialgeschwindigkeitserhchung, die sich in den im Vergleich zum Experiment niedrige-
ren Maximalwerten in den Ebenen 0,8 < x/Ry < 1,6 dufsert.

Ein deutlicher Unterschied zu den jeweiligen isothermen Strémungen ist durch die
nahe der Brennkammerachse deutlich héheren Riickstromgeschwindigkeiten in Diisen-
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nahe gegeben, deren Betriage mit zunehmendem axialen Diisenabstand v. a. in der Ge-
gendrallflamme stérker abnehmen als unter isothermen Bedingungen, wonach sich die
Riickstromzone friither schliefst. Die nach obiger Diskussion der normierten Stromfunk-
tion relativ kleinen zentral rezirkulierten Massenstrome resultieren trotz der in diesem
Bereich des Stromungsfeldes vorherrschenden hohen Riickstromgeschwindigkeiten aus
der durch die hohe Temperatur bedingten niedrigeren Fluiddichte.

6.4.2 Turbulenz in der reagierenden Drallstromung

Analog der Auswertung im isothermen Fall (s. Abb. 6.4), sollen auch die Eigenschaften
der reagierenden Drallstromung beziiglich der Turbulenzgrofen anhand der turbulen-
ten kinetischen Energie k diskutiert werden, wozu Abb. 6.23 deren Radialprofile aus
Simulation (durchgezogene Linien) und Experiment (gestrichelte Linien) einander ge-
geniiberstellt. In beiden Abbildungen sind der besseren Vergleichbarkeit wegen identi-
sche axiale Ebenen dargestellt. Die Skalierung der Ordinaten einer jeden axialen Ebene
deckt bei iiberlagerter Verbrennung den doppelten Wertebereich der entsprechenden
Darstellung im isothermen Fall ab.

Der Vergleich mit den isothermen Stromungen ergibt beziiglich der experimentellen Da-
ten eine deutliche Erhohung der turbulenten kinetischen Energie bei iiberlagerter Ver-
brennung, womit die Erwartung bestéatigt ist, dass durch lokale Temperaturerh6hung
bedingte, lokal grofere Geschwindigkeitsgradienten eine Verstirkung der Turbulenz
verursachen. In ihrem radialen Verlauf zeigen die Profile der turbulenten kinetischen
Energie ein globales Maximum, das mit dem Bereich intensiver Mischung entlang der
inneren Berandung des vorwirts stromenden Diisenstrahls korreliert. In diisennahen
Ebenen zeichnet sich, im Experiment deutlicher als in der Simulation, ein weiteres
lokales Maximum bei grofseren Radien ab, das im Aufsenbereich des Ringstrahls lokali-
siert ist. Dieses Sekunddrmaximum bleibt im Verlauf der reagierenden Drallstromung
lénger erhalten als im isothermen Fall.

Verglichen mit den experimentellen Ergebnissen fallen die vor allem in diisennhé-
he deutlich niedrigeren Betrége turbulenter kinetischer Energie im Falle der Simu-
lationen von Gleich- und Gegendralllamme auf. Einerseits weist der im Fall der iso-
thermen Gleichdrallkonfiguration durchgefithrte Vergleich der stationéren (Standard
k — e-Turbulenzmodell) mit einer instationdren CFD-Simulation (LES-Methode) in
Kap. 6.2.1 auf eine Unterschiatzung der Turbulenzgrofsen in der stationdren CFD-
Simulation hin. Andererseits treten nach den Erkenntnissen neuerer experimenteller
[48] und numerischer [89] Untersuchungen, vom Primérdrallerzeuger ausgehende, peri-
odische hochfrequente Phdnomene auf, die hauptsichlich den Diisennahbereich beein-
flussen und die Struktur eines PVC (s. Kap. 2.3.7) besitzen. Da die zur Detektion dieser
Phénomene mittels der LDA-Messtechnik notwendige Datenrate zu Zeiten der Messun-
gen von MERKLE [123] nicht erreicht werden konnte, bleibt ungeklirt, inwieweit die
aus diesen experimentellen Daten hervorgehenden Turbulenzgrofsen durch periodische,
hochfrequente Phanomene beeinflusst sind. Die stationdre Simulation vermag periodi-
sche Strukturen in der turbulenten Stromung nicht zu erfassen.

Fiir die diisennéchste Ebene (z/Ry = 0,08) weisen die experimentellen Ergebnisse im
Falle der Gleichdrallflamme ein héheres globales Maximum der turbulenten kinetischen
Energie als in der Gegendrallkonfiguration und damit ein gegeniiber den isothermen
Messungen (s. Abb. 6.4) umgekehrtes Verhéltnis auf. Hierin spiegelt sich die im Falle
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Abbildung 6.23: Radialprofile der turbulenten kinetischen Energie fiir Gleich- und Ge-
gendrallflamme
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der Gleichdrallflamme vermutete, bereits stromauf der Diisenmiindung stattfindende
Einmischung heifser, rezirkulierter Gase in die Vorwiértsstromung wieder, die schon in
diesem Bereich zu einer lokalen Erhéhung der Geschwindigkeitsgradienten und damit
einer Verstiarkung der turbulenten kinetischen Energie fiihrt. Eine weitere Ursache fiir
die lokal stark erhohte turbulente kinetische Energie mag, so MERKLE [123], auch
in der Tatsache liegen, dass die hier betrachtete Gleichdralllamme einem Betriebs-
zustand entspricht, der nahe der Stabilitédtsgrenze dieser Konfiguration liegt und da-
her die Stromung, trotz der grundsétzlich am Diisenmund aufsitzenden Flamme, den
Einfliissen lokaler Verlosch- und Wiederziindvorgéinge unterworfen ist, welche turbu-
lente Fluktuationen von Temperatur und Dichte verursachen, aus denen schliefslich
lokal erhohte Axialgeschwindigkeitsfluktuationen resultieren. Im weiteren Verlauf der
Stromung weisen die experimentellen Daten der Gleichdrallkonfiguration auch im rea-
gierenden Fall ein gegeniiber der Gegendrallflamme langsameres Abklingen der turbu-
lenten kinetischen Energie mit zunehmendem Diisenabstand auf. Nach MERKLE [123]
lasst sich der daraus resultierende hohere Feldgehalt turbulenter kinetischer Energie in
der Gleichdrallflamme - wie auch im isothermen Fall (s. Kap. 6.1.2) - auf die in der
Gleichdrallflamme vorliegende, instabilere radiale Stromungsschichtung im Bereich des
vorwértsstromenden Ringstrahls zuriickfithren, und anhand des Rayleigh-Kriteriums
belegen.

Da die Tangentialgeschwindigkeitsverteilung in der turbulenten Drallstromung wegen
ihrer turbulenzddmpfenden bzw. turbulenzverstiarkenden Eigenschaften (s. Kap. 2.3.7)
eine Anisotropie der turbulenten Austauschgrofen bedingt, liegt es nahe, dass die-
se wegen der unterschiedlichen Tangentialgeschwindigkeitsverteilungen auch in Gleich-
und Gegendrallflamme unterschiedlich ausgeprégt und verteilt ist. Eine Anisotropie der
turbulenten Austauschgrofen wird in der Simulation durch Anwendung der Boussinesq-
Hypothese, welche nach den Ausfithrungen in den Kapiteln 4.1.2.3 und 4.1.2.5 auf ei-
ner zwar feldverteilen, aber isotropen Wirbelviskositéit basiert, vernachlassigt. Folglich
konnen Effekte unterschiedlicher Anisotropie der turbulenten Austauschgréften in der
Simulation nicht erfasst werden, sodass die Simulationsergebnisse, sowohl qualitativ als
auch quantitativ, nahezu identische Verlaufe der turbulenten kinetischen Energie fiir
Gleich- und Gegendrallflamme zeigen.

6.4.3 Zeitlich mittleres Mischungsfeld

Im Verlauf der Diskussion des zeitlich mittleren Mischungsfeldes fiir die isothermen
Drallstromungen in Kap. 6.2 konnte aus den experimentellen Daten geschlossen wer-
den, dass Brennstoff und Primérluft im Nachlauf des Primérluftkanals bereits vor-
gemischt in die Brennkammer eintreten, sodass sich nahestochiometrische Gemisch-
zusammensetzungen in radialer Richtung bis hin zur Brennkammerachse ausdehnen.
Dies ist in Anbetracht der bis in die Doppeldralldiise hineinreichenden Riickstromzone
ein scheinbarer, in der Literatur mehrfach beschriebener, aber nicht geschlossen erklér-
barer Widerspruch, der von der Simulation nicht wiedergegeben wird. Anhand einer
Reihe numerischer Untersuchungen konnten im Rahmen dieser Arbeit einige méogliche
Ursachen fiir die im Vergleich zum Experiment unterschiedlichen Simulationsergebnis-
se beziiglich der Mischungsverteilung ausgeschlossen werden. Um, im Hinblick auf die
angestrebte Simulation der reagierenden Drallstrémung, dennoch ein den Messungen
moglichst getreues Mischungsfeld zu erhalten, wurde schliefslich u. a. eine Modifika-
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tion der Randbedingungen beziiglich des Brennstoffeinlasses durchgefiihrt. Demnach
basieren die Simulationen der reagierenden Drallstromungen auf den in Kap. 6.2.3 be-
schriebenen Modifikationen, die zudem unabhéngig von der durchgesetzten thermischen
Leistung und der Art der Verdrallung anwendbar sind.

Zur Diskussion der Mischungsfelder der reagierenden Drallstrémungen zeigt Abb. 6.24
die zeitlich mittleren Mischungsbruchverteilungen der reagierenden Gleich- und Gegen-
dralllamme aus Simulation und Experiment. Die Kontur-Levels sind jenen in Kap. 6.2
identisch, sodass blau eingefdrbte Bereiche eine geringe Brennstoffkonzentration be-
deuten, wahrend rot eingefarbte Bereiche stochiometrische und iiberstéchiometrische
Bereiche kennzeichnen. Die Globalstéchiometrie mit Ay, = 1,75 entspricht hierbei ei-
nem Mischungsbruch von f ,, = 0,032 und wird in Abb. 6.24 durch griine Bereiche
wiedergegeben.

glo

Wie schon im isothermen Fall beobachtet, verlauft der Prozess der Makromischung im
Falle der Gegendrallflamme gegeniiber der Gleichdrallkonfiguration stark verzogert ab.
Den experimentellen Ergebnissen zufolge ist dies eine Konsequenz geddmpften turbu-
lenten Austausches in der gegensinnig verdrallten Anordnung und bei {iberlagerter Ver-
brennung stirker ausgeprigt als unter isothermen Bedingungen. MERKLE [123] fiihrt
dies zum einen auf eine Uberdeckung der radialen Lage der steilsten Gradienten des Mi-
schungsfeldes mit Radienabschnitten gedampfter turbulenter Geschwindigkeitsfluktua-
tionen zuriick, sodass der turbulente Stoffaustauschkoeffizient in der Gegendrallflamme
dort reduziert wird, wo er grofiten Einfluss auf die Ausbildung des Mischungsfeldes aus-
iibt. Zum anderen sei die vorzugsweise Einmischung des Brennstoffs in die Stromung
des Priméarluftkanals durch einen in den Messungen beobachteten, im reagierenden Fall
starker ausgepragten Miindungswirbel beglinstigt.

Die Simulation kann weder eine im reaktiven gegeniiber dem isothermen Fall verstérk-
te Ddmpfung des turbulenten Austausches fiir die Gleichdrallkonfiguration wiederge-
ben (s. Kap. 6.4.2), noch einen zusétzlichen Miindungswirbel detektieren. So kénnen
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Abbildung 6.24: Berechnete und experimentell bestimmte Mischungsbruchverteilung
der Gleich- und Gegendrallflamme
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die Simulationsergebnisse das tiefere Eindringen von Bereichen nahestochiometrischer
Zusammensetzung im Fall der Gegendralllamme zwar wiedergeben, doch ist das un-
terschiedliche Mischungsverhalten der beiden Dralllammen in der Simulation nicht so
stark ausgepragt wie in den Experimenten.

Beitrag des turbulent diffusiven Austausches zum Mischungsbruchtransport

Da die Turbulenzgréften aus den Simulationen fiir Gleich- und Gegendralllamme na-
hezu identische Verldufe besitzen (s. Kap. 6.4.2), kann in guter Ndherung angenommen
werden, dass sie keinen Beitrag zu den Unterschieden im Mischungsverhalten der bei-
den Drallflammen leisten. Zur Verdeutlichung sind in Abb. 6.25 der aus den Gradienten
berechnete turbulent diffusive Transport des Mischungsbruchs als Konturbild und die
Mischungsbruchverteilung anhand ausgewéhlter Isolinien (aus Abb. 6.24) der Gleich-
und Gegendrallflamme dargestellt. Der Vergleich Gleich-/Gegendrall zeigt beziiglich
des turbulent diffusiven Mischungsbruchtransports lediglich eine leichte Stromabver-
schiebung der diskreten Kontur-Levels analog derer des Mischungsbruchs selbst, an-
sonsten aber keine wesentlichen Unterschiede.

H O°f -

koims) 25 20 15 10 -5 0 5 10 15 20 25
Gleichdrall CFD Gegendrall CFD

o ©
x
E

— f=const

(:ql (;) -
R, P,=15kW, 2 =175

Abbildung 6.25: Zum Einfluss des turbulenten diffusiven Austausches auf die Mi-
schungsbruchverteilung

Konvektiver Austausch und Mischungbruchverteilung

Zur Diskussion des konvektiven Austauschverhaltens der Gleich- und Gegendrallflamme
sind in Abb. 6.26 (a) auker der bereits bekannten Mischungsbruchverteilung (Kontur-
bild) die Kontur der inneren Rezirkulationszone (¥ = 0) dargestellt und das Stro-
mungsfeld anhand sog. “Streamtraces” (Linien die parallel zum lokalen Strémungsvek-
tor in der x-r-Ebene verlaufen) veranschaulicht.

Die Uberlagerte Darstellung dieser Groken lisst bereits einen Mechanismus erahnen,
der zum tieferen Eindringen von Bereichen nahestochiometrischen Mischungsbruchs in
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die Brennkammer und damit einer, im Mittel gesehen, brennstoffreicheren, d.h. fetteren
Rezirkulationszone im Falle der Gegendrallflamme fiihrt. So weist die innere Rezirku-
lationszone der Gleichdrallflamme eine grofsere Ausdehnung in radialer Richtung sowie
eine stiarkere Rezirkulationsintensitdt auf. Das in der Rezirkulationszone umlaufende
Fluid durchléduft daher einen groferen Bereich niedrigeren Mischungsbruchs, sodass
die innere Rezirkulationszone der Gleichdralllamme, integral betrachtet, mehr Luft
ansaugt als diejenige der Gegendrallkonfiguration.

Dieser in Teilbild (a) der Abb. 6.26 nur in der Tendenz erkennbare Mechanismus soll
durch ein numerisches Experiment belegt werden. Hierzu wird die in der Simulati-
on zur Bestimmung der mittleren Mischungsbruchverteilung verwendete Transport-
gleichung des Mischungsbruchmittelwertes (4.57) herangezogen. In dieser lassen sich
konvektive und turbulente Transportterme voneinander unterscheiden, sodass mittels
Variation der turbulenten Schmidt-Zahl dieser Transportgleichung (Scy) der turbulen-
te Mischungsbruchtransport verstarkt oder geddmpft werden kann. Durch Losen der
Mischungsbruchmittelwerttransportgleichung bei festgehaltenem Strémungs- und Tem-
peraturfeld und gleichzeitiger Erhthung der turbulenten Schmidt-Zahl auf Scy = 10'°
kann folglich eine fiktive Mischungsbruchverteilung (f*) berechnet werden, welche ein
Mischungsbruchfeld wiedergibt, wie es bei nahezu unterdriicktem turbulenten Aus-
tausch und gleichzeitiger Vernachldssigung seiner Riickwirkung auf Stromungs- und
Temperaturfeld aussdhe. Die Verteilung des auf diese Weise erhaltenen fiktiven Mi-
schungsbruchs fiir die Gleich- und Gegendrallflamme ist in Abb. 6.26 (b) dargestellt.
Die Unterdriickung des turbulenten Austausches dufsert sich darin, dass die Isoflachen
des fiktiven Mischungsbruchs in der inneren Rezirkulationszone nahezu dem Verlauf
der Hauptstromung entsprechen. Die niedrigeren Mischungsbruchwerte in der inneren
Rezirkulationszone Gleichdralllamme belegen schlieflich, dass diese rein konvektiv be-
dingt Fluid niedrigeren Mischungsbruchs ansaugt.
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Abbildung 6.26: Zum konvektiven Austauschverhalten der Gleich- und Gegendrallflam-
me
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6.4.4 Ausbrand und Temperatur

Zur Diskussion des letzten Gliedes des oben formulierten Wirkungskreises “Stromung
- Mischung - Temperatur” sind in Abb. 6.27 die Verteilungen der Temperaturen in
Simulation und Experiment fiir Gleich- und Gegendralllamme dargestellt.
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Abbildung 6.27: Berechnete und experimentell bestimmte Temperaturverteilung der
Gleich- und Gegendrallflamme

Simulation und Experiment zeigen fiir Gleich- und Gegendralllamme &hnliche Charak-
teristika. So besitzen die aus der Doppeldralldiise ausstromenden Gase eine niedrige
Temperatur (blau bis griin), wohingegen die maximalen Temperaturen (rot) entlang
des dufkeren Rands der inneren Rezirkulationszone auftreten. Die Reaktionszone ist
im Bereich der grofsten Temperaturgradienten zu lokalisieren. Im Verlauf der duferen
Rezirkulationszone zeichnen sich deutliche Warmeverluste iiber die Kopfplatte ab, die
anhand der zu dieser hin abnehmenden Temperaturen auszumachen sind. Niedrigere
Temperaturen nahe der zylindrischen Brennkammerwand verdeutlichen Warmeverlus-
te tiber diese Wand hinweg. Fiir hinreichend grofte Abstdnde von der Diise (z/Rg > 6)
stellt sich in radialer Richtung eine recht homogene Verteilung der Temperatur ein,
deren iiber den Radius gemittelter Wert um ca. 100 K unterhalb der theoretischen
Verbrennungstemperatur eines Brennstoff/Luft-Gemischs gleicher Globalstéchiometrie
(Agiob = 1,75) von Ty cmy =175 ~ 1670 K liegt.

Die Ergebnisse der Simulationen zeigen niedrigere Maximaltemperaturen sowie ein
niedrigeres Temperaturniveau im Bereich des dufseren Rands der inneren Rezirkula-
tionszone als die entsprechenden Experimente. Auf den ersten Blick scheinen die nied-
rigeren Temperaturen in der Simulation auf eine geringere Wéarmefreisetzung durch
die chemischen Reaktionen hinzudeuten, sind aber vermutlich eine Folge der einander
iiberlagerten Prozesse:

e Wirmefreisetzung: abhéngig von Stromungs- und Mischungsfeld,

e Wirmeabfuhr durch Strahlung und Konvektion.
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Bezieht man die entsprechenden Mischungsfelder (s. Abb. 6.24 bzw. Konturlinie fsq, in
Abb. 6.27) in die Diskussion der Temperaturverteilungen mit ein, fallt auf, dass die Kon-
turen nahestochiometrischer Zusammensetzungen in den Simulationen sich tendenziell
weniger tief in den Bereich der verbrennungsstabilisierenden inneren Riickstrémzone
hinein erstrecken, sodass hier ein geringeres Reaktionsvolumen bei nahestochiometri-
schen Zusammensetzungen zur Verfiigung steht und folglich geringere Spitzentempe-
raturen resultieren. Desweiteren ist im Falle der Simulation eine stérker ausgedehnte
Reaktionszone festzustellen, die sich mittels der in Abb. 6.28 dargestellten Verldufe des
nach (5.30) definierten lokalen Ausbrandgrades, nachvollziehen ldsst. So wird, vergli-
chen mit den Experimenten, ein lokaler Ausbrandgrad des Wertes a = 1 (vollstandiger
Reaktionsumsatz) in den Simulationen jeweils erst bei groferen axialen Diisenabstén-
den erreicht; Bereiche nicht vollsténdigen Umsatzes (o < 1) erstrecken sich entlang des
Diisenstrahls tiefer in die Brennkammer hinein. Dieser langsamere Reaktionsverlauf
resultiert mitunter auch aus den in Kap. 6.4.2 beschriebenen Diskrepanzen der Simu-
lation in der Vorhersage der Turbulenzgrofen, welche in die Transportgleichungen des
Reaktionsfortschrittsmittelwerts (4.54) sowie der Reaktionsfortschrittsvarianz (4.55)
eingehen. So bedingen kleinere Turbulenzgréfen eine langsamere Mischung, damit eine
Verzogerung des Ausbrandes und fiihren zu einer Ausweitung der Reaktionszone in
Gebiete, in denen in der Simulation keine nahestochiometrischen Bedingungen vorhan-
den sind. Ein Reaktionsumsatz in diesen Bereichen resultiert schlieflich in niedrigeren
Verbrennungstemperaturen.

o) NN | [ TR [ [ [ .

0 005 01 015 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 045 0.5 0.55 06 065 0.7 0.75 0.8 0.85 09 095 1

Gleichdrall CFD . Gegendrall CFD  Gleichdrall Experiment : Gegendrall Experiment
mn o o © 1
E] e
wn [
< < 4

o ™ 1
8] o
- — 1
=] ol
R, | Py=15KW; 1,,=1.75 R, _ P,=15KW; 7.,,,=1,75

Abbildung 6.28: Berechnete und experimentell bestimmte Verteilung des lokalen Aus-
brandgrades fiir Gleich- und Gegendralllamme

Eine wesentliche Voraussetzung zu einer realitatsgetreuen Wiedergabe des Temperatur-
feldes ist eine moglichst genaue Erfassung von Wiarmeverlusten durch Konvektion und
Strahlung. Vor allem eine Modellierung der Warmestrahlung erweist sich als schwierig
und numerisch extrem aufwéndig. Die im Rahmen dieser Arbeit verwendete, numerisch
kostengiinstige Strahlungskorrektur liefert sicherlich richtige Tendenzen, sollte aber zu-
kiinftig durch ein detailliertes Strahlungsmodell, z.B. auf Basis der sog. “Monte Carlo
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Methode” [184], ersetzt werden. Mit solch einer detaillierten Beschreibung der Wirme-
strahlung ist zu erwarten, dass die experimentell ermittelte Temperaturverteilung, v. a.
im Bereich der Brennkammerachse bei kleinen Diisenabstdnden, durch die Simulation
besser wiedergegeben werden kann [26].

Im direkten Vergleich beider Diisenkonfigurationen zeigen die experimentellen Ergeb-
nisse in Diisennéhe deutlich gréfsere Bereiche hoherer Temperaturen fiir die Gegendrall-
flamme. Auch die aus den Messungen hervorgehende Maximaltemperatur in der Gegen-
dralllamme ist mit 75,42, cap =~ 2250 K deutlich hoher als jene der Gleichdralllamme
mit Tonorcrp ~ 1950 K [123]. MERKLE [123| begriindet diesen Unterschied durch den
in der Gegendrallkonfiguration niedrigeren turbulenten Austausch und dem damit ein-
hergehenden erweiterten Gebiet nahestochiometrischer Gemischzusammensetzung, bei
welcher maximale theoretische Verbrennungstemperaturen zu erwarten sind. Zur Ver-
deutlichung ist in Abb. 6.27 jeweils die Konturlinie stchiometrischer Mischung ( fssen)
dargestellt.

Die Simulationen weisen beziiglich des Vergleichs Gleich-/Gegendrall den Experimen-
ten entsprechende Charakteristika auf. So treten im Falle der Gegendralllamme hohere
Maximaltemperaturen im Diisennahbereich auf (s. Abb. 6.27). Auch die Tendenz der
Gegendrallkonfiguration zur Ausbildung einer etwas lingeren Flamme wird durch die
Rechnung wiedergegeben (s. Abb. 6.28).

6.5 Stabilitatsuntersuchung

Die bereits in Kap. 5.3.2 umrissenen Ergebnisse der experimentellen Stabilitdtsuntersu-
chungen von MERKLE [123] erkldren das Stabilisierungsverhalten in den hier untersuch-
ten, nicht-vorgemischten Drallflammen mittels der zeitgleichen, 6rtlichen Uberlappung
von Bereichen im Stromungsfeld, in denen stromungsmechanisch und reaktionskinetisch
fiir eine Ziindstabilisierung besonders giinstige Bedingungen herrschen. Durch Vergleich
von gleich- und gegensinnig verdrallter, reagierender Stromungen anhand von Stabili-
tatsgrenzkurven (s. Abb. 5.4) konnte MERKLE [123| gegeniiber der Gleichdralllamme
eine deutliche Erweiterung des stabilen Betriebsbereichs bei gegensinnig verdrallter
Luftfiihrung nachweisen. Zur néheren Untersuchung dieses unterschiedlichen Stabili-
sierungsverhaltens ermittelte er detaillierte experimentelle Daten jeweils einer stabil
brennenden Flamme und einer Flamme nahe der Stabilitdtsgrenze fiir Gleich- und Ge-
gendrallkonfiguration. Die entsprechenden Betriebsbedingungen (10 £W /15 kW GLD
und 15 kW /29 kW GGD) wurden in Kap. 5.2.2 zusammenfassend dargestellt.

Das aktuell vorliegende Kapitel ist nun der Untersuchung der Vorgénge in der Flam-
me bei Anndherung an die Stabilitdtsgrenze und der Erfassung der Stabilitdtsgrenze
mittels der in den vorangehenden Kapiteln beschriebenen und validierten numerischen
Vorgehensweisen unter Anwendung des nicht-adiabaten JPDF Reaktionsmodells (s.
Kap. 4.3) gewidmet. Als Diskussionsbasis hierzu werden zunéchst die makroskopischen
Erscheinungsformen der sich einstellenden Flammen - der Ubersichtlichkeit halber be-
schrankt auf die Gleichdralllamme - diskutiert, um ein den Experimenten moglichst
getreues Stabilitatskriterium fiir die Simulation abzuleiten. Daraufhin werden die mit
Hilfe der Simulationen bestimmten Stabilitdtskurven dargelegt und den experimentell
ermittelten gegeniiber gestellt. Schliefslich gilt es, den Mechanismus der Stabilisierung
zu formulieren, um damit sowohl die Einfliisse auf die Stabilitdt durch Steigerung der
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thermischen Leistung bei konstanter Globalstochiometrie als auch das unterschiedliche
Stabilisierungsverhalten der Gleich- und Gegendralllamme zu beschreiben.

6.5.1 Kriterien zur Beurteilung der Stabilitat des Systems

Die Bestimmung eines Kriteriums zur Charakterisierung des Ubergangs einer stabilen
in eine instabile Verbrennung ist eine wesentliche Schwierigkeit bei der Beschreibung
des Stabilitatsverhaltens eines Verbrennungssystems. MERKLE definiert im Rahmen
seiner Arbeit [123] die Stabilititsgrenze als diejenige Grenze, bei deren Uberschreiten
die Verbrennung, ausgehend von einer aufsitzenden, pulsationsfrei brennenden Flamme,
einen Ubergang in eine andere Stabilisierungsform vollzieht, wie dies in den Fotos in
Abb. 5.4 dargestellt ist. Diesen Ubergang detektiert er zum einen rein visuell iiber die
Messfenster des Systems zum anderen anhand akustischer Riickkopplungen, die durch
Druckpulsationen zustande kommen. Aus den experimentellen Daten geht somit kein
an einer definierten Grofe festzumachendes Stabilitdatskriterium hervor, das auch in
der Simulation verwendbar ware, sodass auch hierin die dufsere Erscheinungsform der
Flamme zur Definition eines vergleichbaren Stabilitédtskriteriums herangezogen wird.

Zur Bestimmung einer Stabilitdtsgrenze wird in den Simulationen ausgehend von ei-
nem stabilen Betriebszustand die thermische Leistung bei konstanter globaler Luftzahl
sukzessive erhoht. Hierdurch verdndert sich die dufsere Erscheinungsform der Flamme,
sodass diese bei entsprechenden thermischen Leistungen verschiedene charakteristische
Zustéande aufweist, welche nachfolgend beschrieben werden.

Flame-Wall-Breakup (FWB)

Um die Reaktion der Flamme auf eine Steigerung der thermischen Leistung zu dis-
kutieren, sind in Abb. 6.29 die Verteilungen von Mischungsbruch, Temperatur, Aus-
brandgrad und Reaktionsrate aus Simulationen der Gleichdralllamme bei verschiede-
nen thermischen Leistungen dargestellt. Auffillig ist, dass hierbei deutliche Verédnde-
rungen in den Verteilungen des Ausbrandsgrades sowie der Temperatur und Reakti-
onsrate auftreten, wihrend die Mischungsbruchverteilung nahezu unverdndert bleibt;
eine Beobachtung auf die in Kap. 6.5.3 naher eingegangen wird.

Die oberste Bildreihe in Abb. 6.29 zeigt die Gleichdralllamme (A o, = 1,75) bei
einer thermischen Leistung von P, = 10kW, d.h. Betriebsbedingungen, die MER-
KLE [123] als stabil bezeichnet; die zweite Bildreihe entspricht einem Betriebspunkt
(Py, = 15 kW) nahe der experimentell bestimmten Stabilitdtsgrenze. Im Gegensatz zu
den Experimenten, vollzieht die Gleichdralllamme in den Simulationen erst bei einer
thermischen Leistung zwischen Pj, = 23kW und Py, = 25kW einen Ubergang in
eine andere Stabilisierungsform, der dem in den Experimenten fiir Py, > 15 kW be-
obachteten vergleichbar ist. Bei Py, = 23 kW (dritte Bildreihe) ist die Reaktionszone
bereits sehr nahe an der zylindrischen Brennkammerwand. Eine weitere Steigerung der
thermischen Leistung zu P, = 25 kW fiihrt zu einer Flamme, die auf die zylindrische
Brennkammerwand auftrifft und deren Reaktionszone sich in zwei Aste aufteilt. Dieser
Ubergang wird im Folgenden “Flame-Wall-Breakup” (FWB) genannt und zur Definition
der Stabilitatsgrenze des Systems herangezogen. Zur Eintragung einer Stabilitétsgrenz-
kurve in ein Stabilitdtsdiagramm (s. Abb. 6.31) wird derjenige Betriebspunkt gewéhlt
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bei dem die Flammenfront gerade noch geschlossen ist, die Aufteilung der Reaktions-
zone in zwei Aste noch nicht stattgefunden hat. Im hier diskutierten Beispiel ist dies
das Wertepaar Py, = 23 kW und Agep = 1, 75.

Lean-Blow-Out (LBO)

Bei weiterer Steigerung der thermischen Leistung stabilisiert die Flamme zunéchst an
einem stromab gelegen Punkt an der Brennkammerwand, der mit zunehmender thermi-
scher Leistung weiter stromab wandert, bis die Flamme schliefslich verlischt. Wegen der
hier mageren Betriebsbedingungen wird der Vorgang des Verloschens “Lean-Blow-Out”
(LBO) genannt; die zugehorige Grenzkurve “magere Verloschgrenze”. Fiir einen Be-
triebszustand der Gleichdralllamme nahe aber unterhalb der mageren Verldschgrenze
(P, = 95kW; Agiop = 1, 75) zeigt Abbildung 6.30 signifikante Unterschiede in Tempera-
tur, Ausbrandgrad und Reaktionsrate zu den entsprechenden Verteilungen in Abb. 6.29.
So treten nahe der mageren Verloschgrenze deutlich niedrigere Temperaturen auf. Eine
Verbrennung im Bereich der duferen Rezirkulationszone ist nicht mehr festzustellen.
Die Flamme brennt abgehoben und die Brennkammerwand wird durch Uberstrémen
mit kaltem Frischgemisch gekiihlt. Eine weitere Steigerung der thermischen Leistung
um APy, = 1 kW fiithrt zu sofortigem Verloschen.
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Abbildung 6.30: Gleichdralllamme nahe des mageren Verloschens

6.5.2 Betriebsbereiche und Stabilitatsdiagramm

Mit Hilfe eines Stabilitdtsdiagramms lassen sich fiir ein Verbrennungssystem stabile
von instabilen Betriebsbereichen unterscheiden. Hierzu werden in der Regel durch Auf-
tragung der in der Brennkammer umgesetzten thermischen Leistung iiber der global
vorgegebenen Luftzahl die Betriebspunkte gekennzeichnet, bei welchen gerade noch ei-
ne stabile Verbrennung moglich ist. In Abb. 6.31 sind neben der von MERKLE [123]
experimentell ermittelten Stabilitdtskurve der Gleichdrallkonfiguration auch diejenigen
verschiedener Simulationen dargestellt.
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Abbildung 6.31: Stabilitdtsdiagramm des untersuchten Systems

Grenzkurven verschiedener Stabilitatskriterien

Zur Vorhersage experimentell bestimmter Stabilitétsgrenzen erweisen sich die CFD-
Simulationen mageren Verloschens unter adiabaten Bedingungen (CFD-LBO-adiabat)
als ungeeignet; die entsprechenden Verloschkurven liegen bei viel zu grofen thermi-
schen Leistungen. Die Anwendung des nicht-adiabaten JPDF Reaktionsmodells (feld-
verteilter, variabler Enthalpie-Index) zusammen mit entsprechenden Randbedingungen
(CFD—LBO—E\; = var) fithrt nachweislich zu einer Verschiebung der mageren Verlosch-
kurve in Richtung kleinerer thermischer Leistungen, die dennoch weit von der expe-
rimentell ermittelten Stabilitdtskurve entfernt ist; eine Konsequenz dessen, dass hier
mageres Verloschen mit dem Auftreten instabiler Verbrennung verglichen wird. Den-
noch reflektiert die Betrachtung der beiden LBO-Kurven der Simulation den immensen
Einfluss von Warmeverlusten auf das System.

Auch die Bedeutung der Erfassung des Einflusses lokaler Warmeverluste auf die che-
mische Reaktionskinetik und damit das Verbrennungssystem kann anhand dieser Dar-
stellung nochmals betont werden. So resultiert die absichtliche Vorgabe eines iiber die
gesamte Brennkammer konstanten Enthalpie-Index (s. Kap. 6.3.2) in magerem Verlo-

schen bei deutlich kleineren thermischen Leistungen (CFD-LBO-hy = 0,9 bzw. CEFD-
LBO-hy = 0,8) als im adiabaten Fall.

Selbst die Stabilitdatskurve, die sich durch Anwendung des Flame-Wall-Breakup Limits
aus den Simulationen ergibt, liegt, verglichen mit den experimentellen Ergebnissen, bei

zu grofen thermischen Leistungen, wenn Wéarmeverluste vernachléssigt werden (CFD-
FWB-adiabat). Aber durch das nicht-adiabate JPDF Reaktionsmodell (s. Kap. 4.3

und 6.3.2) ergibt sich eine vielversprechende Anndherung (CFD-FWB-hy = var) an
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die experimentell bestimmte Stabilitatskurve.

Stabilitdtskurven fiir Gleich- und Gegendrall

Um die gegensinnig verdrallte Konfiguration in die Diskussion mit einzubeziehen, sind
deren experimentell sowie durch Simulationen bestimmte Stabilitétskurven (FWB) in
Abb. 6.32 mit denjenigen der Gleichdrallkonfiguration verglichen. Zur genaueren Be-
trachtung erstreckt sich darin die Skalierung der Ordinate iiber einen kleineren Werte-
bereich als in Abb. 6.31.

Alle dargestellten Kurven weisen einen monoton fallenden Verlauf auf, zeigen also ei-
ne zunehmende Einschrinkung des Betriebsbereiches mit steigender globaler Luftzahl.
Wie auch im Experiment, liegt die Stabilitdtskurve der Gleichdrallkonfiguration unter-
halb derer der gegensinnig verdrallten und gibt damit die Erweiterung des Betriebs-
bereich in Falle des Gegendralls wieder. Die Tatsache, dass dieser Unterschied in der
Simulation weniger stark ausgepragt ist als in der Messung, spiegelt die in Kap. 6.4
diskutierten, gegeniiber den experimentell ermittelten Daten, geringeren Unterschiede
zwischen beiden Diisenkonfigurationen wieder, die sich in den dort diskutierten Verlau-
fen der mittleren Geschwindigkeiten und der Turbulenzgrofsen, sowie den Verteilungen
des Mischungsbruches, des Ausbrandgrades und der Temperatur nachweisen lassen.

Die verbleibenden Abweichungen zwischen den Stabilitdtskurven der Simulation und
des Experiments einer jeweiligen Diisenkonfiguration beruhen einerseits auf Ungenau-
igkeiten der Modellierung, seien diese in den Modellen selbst, der Erfassung der Rand-
bedingungen oder den dabei getroffenen Vereinfachungen und Annahmen begriindet.
Eine Diskussion dieser Ungenauigkeiten wiirde an dieser Stelle sicherlich den Rahmen
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Abbildung 6.32: Stabilitdtsdiagramm der Gleich- und Gegendrallkonfiguration
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dieser Arbeit sprengen, sodass hier auf die jeweiligen Kapitel verwiesen sei, in denen die
Modelle (Kap. 4) und Randbedingungen (Kap. 5) beschrieben sowie die Simulationser-
gebnisse mit jenen der Experimente verglichen (Kap. 6.1 und 6.4) werden. Andererseits
liegt ein Grofsteil der Abweichungen in der fehlenden Definition eines Stabilitatskrite-
riums (Kap. 6.5.1) anhand einer messbaren Grofse begriindet, welche sowohl aus der
Simulation als auch dem Experiment zuverlassig abgeleitet werden kann und somit die
Vergleichbarkeit von Simulation und Experiment gewéhrleistet.

6.5.3 Mechanismus der Stabilisierung

Nachdem in den beiden vorangehenden Abschnitten zum einen die makroskopische Er-
scheinungsform der stabilen Flamme mit jenen nahe bzw. jenseits der Stabilitdtsgrenze
verglichen und zum anderen die resultierenden Einschrénkungen des stabilen Betriebs-
bereichs des Systems anhand von Stabilitdtskurven zusammenfassend diskutiert wur-
den, sollen im Folgenden die Vorgédnge und Bedingungen behandelt werden, welche
die Stabilitat des Systems mafsgeblich bestimmen. Wie bereits in Kap. 3.2 dargelegt,
miissen, um eine Ziindstabilisierung der Flamme zu gewahrleisten, in der Stabilisie-
rungszone bestimmte Voraussetzungen erfiillt sein. Dies sind:

e niedrige mittlere Stromungsgeschwindigkeiten, die eine groke Verweilzeit der che-
mischen Reaktionspartner in der Stabilisierungszone bedingen,

e hohe, mischungsférdernde Turbulenz, die zur lokalen Erhohung der turbulenten
Flammengeschwindigkeit beitragt,

e ausreichend hohe Temperatur zur Initiierung/Aufrechterhaltung der chemischen
Verbrennungsreaktionen und

e nahestéchiometrische Gemischzusammensetzungen, bei welchen maximale Brenn-
geschwindigkeiten herrschen.

Je nachdem, ob das Erreichen der Stabilitdtsgrenze durch Steigerung der thermischen
Leistung bei konstanter Globalstochiometrie oder aber der Einfluss von gleich- bzw.
gegensinniger Verdrallung auf die Stabilitat des Systems untersucht werden soll, miissen
diese Voraussetzungen entsprechend ihrer Beeinflussung durch den jeweiligen Vorgang
separat diskutiert werden.

Steigerung der thermischen Leistung bei konstanter Globalst6chiometrie

Der Einfluss, welchen eine Steigerung der thermischen Leistung bei konstanter globaler
Luftzahl auf die makroskopische Erscheinungsform einer Flamme ausiibt, wurde bereits
in Kap. 6.5.1 am Beispiel der Gleichdralllamme dargelegt. So zeichnet sich bei erneuter
Betrachtung von Abb. 6.29 eine sukzessive weiter in die Brennkammer eindringende
Flamme ab, deutlich zu erkennen in den Verteilungen von Temperatur, Ausbrandgrad
und Reaktionsrate.

Steigende thermische Leistung bei konstanter Globalstochiometrie bedeutet eine Zu-
nahme der Massenstrome von Brennstoff und Verbrennungsluft unter Beibehaltung
ihres Verhéltnisses. Mit zunehmenden Massenstromen steigen die mittleren Geschwin-
digkeiten, dennoch bleibt das mittlere Stromungsfeld selbstéhnlich, die Drallzahl kon-
stant. Demgegeniiber nehmen auf Grund der hoheren mittleren Geschwindigkeiten die
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Geschwindigkeitsgradienten zu: u; o< u und fiithren zu einer Abnahme des turbulenten
Mischungszeitmales 7, o< k/e o l;/u;, da in erster Naherung [, als konstant angenom-
men werden kann. Mit abnehmendem Mischungszeitmals, welches implizit z.B. iiber
die skalare Dissipationsrate x, x £/k 7' in die Transportgleichungen der Reak-
tionsfortschrittsvariablen eingeht, steigt die Reaktionsrate, sodass ihre Verteilung mit
zunehmender thermischer Leistung deutlich steigende Werte entlang der Kontur der
Flamme aufweist und die Flamme somit einerseits tiefer in die Brennkammer eindringt,
sich andererseits iiber ein grofseres Volumen erstreckt. Im Gegensatz zu den Experimen-
ten, in welchen diese Stromabverlagerung der Reaktionszone auch hervortrat, kommt
es in der Simulation nicht zu einer Verkleinerung, sondern zu einer Ausdehnung der
Zonen maximaler Temperaturen (10 kW < P, < 23 kW). Mit Uberschreiten der Sta-
bilitdtsgrenze (Py, = 25 kW) nimmt diese Ausdehnung wieder ab.

Einem tieferen Eindringen von Brennstoff und Verbrennungsluft in die Brennkammer
auf Grund des durch hohere Geschwindigkeiten verstarken konvektiven Transports,
steht eine mit zunehmender thermischer Leistung verstarkte turbulente Mischung ge-
geniiber. In den Experimenten iiberwiegt die Verstarkung des turbulenten jene des
konvektiven Transports, sodass mit steigender thermischer Leistung eine Beschleuni-
gung der Makromischung zu verzeichnen ist. Die Simulationen, die, wie in Kap. 6.4.2
gezeigt wurde, tendenziell die turbulente Mischung unterschétzen, vermogen diesen ex-
perimentellen Befund nicht wiederzugeben. Hier hilt die Verstdarkung des turbulenten
jener des konvektiven Transports die Waage, mit der Folge, dass in der Simulation kein
systematischer Einfluss des Durchsatzes auf das reagierende Stromungsfeld zu beob-
achten ist.

Ein wesentlicher Einfluss auf die Stabilitéit resultiert aus der mit zunehmendem Durch-
satz abnehmenden mittleren Verweilzeit der Reaktionspartner innerhalb der Stabili-
sierungszone der Flamme. Zur Veranschaulichung sind in Abb. 6.33 die Verteilungen
der lokalen, mittleren Aufenthaltszeit des Fluids (s. Kap. 4.1.4) fiir die Gleichdrall-
flamme bei Ay, = 1,75 und verschiedenen thermischen Leistungen dargestellt sowie
die Kontur der inneren Rezirkulationszone anhand der Isolinie ¥ = 0 der normier-
ten Stromfunktion analog zu Abb. 6.20 als Orientierungshilfe. Demnach nimmt mit
steigender thermischer Leistung die lokale, mittlere Aufenthaltszeit des Fluids im ge-
samten Stromungsfeld und damit auch in der Stabilisierungszone der Flamme ab. Die
Verwendung der lokalen, mittleren Aufenthaltszeit des Fluids zur Abschétzung dessen
Verweilzeit in der Stabilisierungszone der Flamme bedingt eine Normierung der lokalen,
mittleren Aufenthaltszeit mit ihrem Wert bei Eintritt in die Stabilisierungszone. Dies
setzt voraus, dass die Lage der Stabilisierungszone in der jeweiligen Flamme bekannt
ist oder abgeschitzt werden kann. Um mit einer solchen Abschétzung einhergehende
Fehler zu vermeiden, wird im Folgenden auf eine Betrachtung der lokalen, mittleren
Aufenthaltszeit verzichtet; stattdessen die lokale Verweilzeit in der Stabilisierungszo-
ne durch Bereiche im Stromungsfeld nahe der Kontur der inneren Rezirkulationszone
charakterisiert, in welchen die lokale, mittlere Axialgeschwindigkeit betragsméfig den
Wert [u| = 4 m/s nicht {iberschreitet.

Eine anschauliche Darstellung zur Diskussion des Stabilisierungsmechanismus resul-
tiert aus der graphischen Uberlagerung derjenigen Zonen im Stromungsfeld, in denen
fiir eine Stabilisierung besonders giinstige Bedingungen herrschen. In Abb. 6.34 ist
dies fiir jeweils einen Betriebspunkt weit innerhalb des stabilen Betriebsbereichs sowie
einen weiteren nahe der jeweiligen Stabilitédtsgrenze der beiden Diisenkonfigurationen
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Abbildung 6.33: Lokale mittlere Aufenthaltszeit fiir Gleichdrallflammen bei Annéhe-
rung an die Stabilitédtsgrenze

realisiert. Den Stabilitdtsgrenzen der Simulation entsprechend sind dies im Falle des
Gleichdralls die thermischen Leistungen P, = 20 kW bzw. Py, = 23 kW; bei der Gegen-
drallkonfiguration Py, = 20 kW bzw. P, = 25 kW . Stellvertretend fiir eine Betrachtung
der mittleren Verweilzeit in der Stabilisierungszone wird das oben beschriebene Krite-
rium moderater mittlerer Axialgeschwindigkeiten |u| < 4 m/s verwendet. Als weitere
Anforderungen an die Stabilisierungszone wurden zum einen lokal nahestéchiometri-
sche Gemischzusammensetzungen, reprasentiert durch einen lokalen Mischungsbruch
f <0,046 (X < 1,2), gewihlt, zum anderen Bereiche hinreichend geringer Zeitmafe
der Wirmefreisetzung mit Verbrennungstemperaturen 7" > 1500 K. Nur in der grau
hinterlegten Schnittmenge der drei genannten Kriterien existieren optimale Ziindbe-
dingungen, sodass dort die Stabilisierungszone der Flamme lokalisiert ist.

Die Erhchung der thermischen Leistung dufsert sich bei Betrachtung der Darstellungen
fiir beide Diisenkonfigurationen in einem Anstieg der mittleren Axialgeschwindigkeit,
sodass sich der Bereich moderater mittlerer Axialgeschwindigkeiten jeweils verengt und
folglich die Stabilisierungszone schrumpft. Mit kleiner werdender Stabilisierungszone
sinkt die Verweilzeit der Reaktionspartner in dieser. Erreicht diese strémungsmecha-
nisch bestimmte Verweilzeit die Grofenordnung des Zeitmafses der Warmefreisetzung,
treten zunehmend Einfliisse endlich schneller Chemie in den Vordergrund. Hierdurch
wird der Ausbrand nachweislich (s. Abb 6.29) verzogert. Die Reaktionszone verlagert
sich stromab bis sie bei Erreichen der Stabilitdtsgrenze an der Brennkammerwand auf-
trifft, aufplatzt und sich in zwei Aste aufteilt.

Stabilitat der Gleich- und Gegendrallkonfiguration

Die in Kap. 6.5.2 dargelegte Gegeniiberstellung der aus den Simulationsergebnissen
abgeleiteten Stabilitdtskurven der Gleich- und Gegendrallflamme weist eine Erweite-
rung des Betriebsbereichs des Systems bei Anwendung der gegensinnigen Verdrallung
auf und liefert damit die Motivation fiir die Untersuchung der unterschiedlichen Sta-
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Abbildung 6.34: Stabilisierungszonen der Gleich- und Gegendralllamme
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bilisierungseigenschaften der beiden Diisenkonfigurationen. Bereits die Diskussion der
Charakteristika der reagierenden Drallstromung am Beispiel der Gleich- und Gegen-
dralllamme bei Ay = 1,75 und Py, = 15kW (s. Kap. 6.4) ergab einige wesentli-
che Unterschiede zwischen den beiden Konfigurationen, die sich aber alle auf deren
unterschiedliches Mischungsverhalten zuriickfiithren liefsen. Dieses unterschiedliche Mi-
schungsverhalten, das in den experimentellen Untersuchungen im Rahmen der Arbeit
von MERKLE [123] auf Unterschiede im Turbulenzfeld der beiden Konfigurationen zu-
riickgefithrt wurde, tritt in den Simulationen weniger hervor, ist aber dennoch vorhan-
den und lasst sich anhand der Unterschiede im konvektiven Transport der reagierenden
Gleich- und Gegendrallstromung erklédren (s. Kap. 6.4.3).

Der Vergleich der Teilbilder der Gleich- und Gegendralllamme bei Py, = 20 kW in
Abb. 6.34 liefert schlieflich den fehlenden Baustein zur Klarung der Erweiterung des
Betriebsbereiches der Gegendrallflamme. Hinsichtlich der Kriterien “moderate mittlere
Axialgeschwindigkeiten” sowie “ausreichend hohe Temperaturen” sind darin zwar nur
marginale Unterschiede zu verzeichnen, doch weist die Gegendralllamme eine deut-
lich grofere Erstreckung des Gebietes nahestochiometrischer Zusammensetzungen auf.
Hieraus resultiert, im Vergleich zum Gleichdrall, eine wesentlich grofiere Zone optimaler
Zindbedingungen (grau hinterlegte Bereiche), d.h. eine grofere Stabilisierungszone.

Die Tatsache, dass die Gegendralllamme ihre Stabilitédtsgrenze erst bei hoheren ther-
mischen Leistungen erreicht, leitet sich aus diesen Zusammenhédngen direkt ab. Die
grofere Zone nahestdchiometrischer Zusammensetzungen bedeutet, da bei diesen Be-
dingungen maximale Flammengeschwindigkeiten zu erwarten sind, gleichermafien eine
grofsere Zone minimaler Zeitmake der Warmefreisetzung. Folglich ist die Gegendrall-
flamme weniger anfallig gegen stromungsmechanisch bedingt sinkende Verweilzeiten des
Fluids sowie gegen eine Verlagerung der Reaktionszone und besitzt damit gegeniiber
der Gleichdralllamme einen stabileren Charakter.
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Kapitel 7

Zusammenfassung

Thema der vorliegenden Arbeit ist die numerische Untersuchung der Stabilitdt nicht-
vorgemischter, doppelt-verdrallter Flammen. Dieser Flammentyp zeichnet sich vor al-
lem durch die Ausbildung einer drall-induzierten inneren Rezirkulationszone aus, die
auf Grund niedriger mittlerer Stromungsgeschwindigkeiten entlang ihres duferen Ran-
des, turbulenz-bedingter Steigerung der Warmefreisetzungsrate in Brenneraustrittsné-
he und der Riickfiihrung heifser Abgase zur Flammenwurzel eine brennernahe Stabili-
sierung der Flamme sogar bei mittleren Brenneraustrittsgeschwindigkeiten, die um ein
vielfaches iiber der turbulenten Brenngeschwindigkeit liegen, ermoglicht. Neben der
Starke der Verdrallung, erweist sich - bei Aufteilung der Verbrennungsluft in zwei
separate Teilstrome - der Drehsinn dieser Teilluftstrome als wesentlicher Freiheits-
grad zur Beeinflussung der Ziindstabilitdt des Verbrennungssystems und damit des-
sen Betriebsbereichs. Wegen der Komplexitéit sowie der wechselseitigen Beeinflussung
der physikalischen und chemischen Prozesse, die speziell nahe der Stabilitdtsgrenze
nicht-vorgemischter, doppelt-verdrallter Flammen zum Tragen kommen, kénnen mit-
tels klassischer Stabilitdtsmodelle, die meist integralen Charakter besitzen, keine quan-
titativen Aussagen zur Stabilitdt des jeweiligen Systems getroffen werden. Gegeniiber
aufwiandigen experimentellen Untersuchungen, welche in der Vergangenheit die einzige
Quelle fiir detaillierte Daten darstellten, bieten numerische Methoden zudem den Vor-
teil, durch gezielte Variation von Parametern die Sensitivitdt des Systems beziiglich
einzelner Teilprozesse zu ermitteln, worin sich die Motivation der vorliegenden Arbeit
widerspiegelt.

Modellsystem der numerischen Untersuchungen

Das Modellsystem der numerischen Untersuchungen bildet eine Doppeldrall-Gasfilm-
diise, die sowohl die gleich- als auch die gegensinnige Verdrallung ihrer beiden Teilluft-
stréme ermoglicht und in eine zylindrische Brennkammer integriert ist. [hre Konstruk-
tion ist an diejenige der in Fluggasturbinen eingesetzten, mit Kerosin betriebenen,
Airblast-Zerstauber-Diisen angelehnt. Um die aerodynamischen und thermodynami-
schen Einfliisse auf das Stabilisierungsverhalten dieses Verbrennungssystems isoliert
von den komplexen Prozessen der Zerstaubung und Verdampfung im Falle fliissigen
Brennstoffs untersuchen zu kénnen, wird das untersuchte System mit gasférmigem
Brennstoff betrieben. Aus fritheren Arbeiten am Engler-Bunte-Institut existieren zu
diesem System detaillierte experimentelle Daten sowohl der isothermen als auch der
reagierenden Stromung bei verschiedenen Betriebsbedingungen, auf welche zur Vali-
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dierung des numerischen Modells und der Diskussion der Ergebnisse dieser Arbeit zu-
riickgegriffen wird.

Numerisches Modell

Die Kenntnis der Charakteristika und der experimentellen Ergebnisse des untersuchten
Systems ermdglicht es, die wesentlichen Anforderungen an die numerische Simulation
abzuleiten. Im Einzelnen sind dies die:

e zuverldssige Berechnung des 3-dimensionalen, turbulenten Stromungsfeldes.
e Bestimmung des Mischungsfeldes in der turbulenten Stromung.

e Beschreibung der Warmefreisetzung, d.h. der Interaktion von turbulentem Stro-
mungs- / Mischungsfeld und der Verbrennungs-Chemie.

e Erfassung der Wéarmeabgabe durch Konvektion, Konduktion und Strahlung.

Die Berechnung des 3-dimensionalen, turbulenten Stromungs- und Mischungsfeldes so-
wie die Erfassung der Warmeabgabe durch Konvektion, Konduktion und Strahlung
erfolgt mit Hilfe kommerzieller CFD-Codes und entsprechender Randbedingungen.

Besondere Aufmerksamkeit ist der Beschreibung der Turbulenz/Chemie-Interaktion ge-
widmet. Um die vielfdltigen turbulenten Reaktionsstrukturen erfassen, d.h. die Zeit-
bzw. Léingenmafe der Wirmefreisetzung und der turbulenten Stromung miteinander
in Bezug setzen zu kénnen, wird ein Verbundwahrscheinlichkeitsdichtemodell (JPDF-
Reaktionsmodell) verwendet. Ausgehend von einem am Engler-Bunte-Institut exis-
tierenden JPDF-Reaktionsmodell fiir adiabate Bedingungen, stellt die Entwicklung
des “nicht-adiabaten JPDF-Reaktionsmodells” einen wesentlichen Teil der vorliegen-
den Arbeit dar und ist durch das Ziel motiviert, die Riickwirkung lokaler Warmever-
luste auf die chemischen Reaktionen zu beriicksichtigen. Das nicht-adiabate JPDF-
Reaktionsmodell basiert auf der Annahme der Form der Verteilungsdichtefunktionen
und drei stochastischen Variablen zur Beschreibung des Mischungszustandes, des Re-
aktionsfortschritts und der Abweichung von adiabaten Bedingungen. Somit ermoglicht
es die Erfassung von:

e nicht-vorgemischter, teilweise vorgemischter und vorgemischter Verbrennung,

e lokalen Wéarmeverlusten sowie deren Auswirkungen auf die chemischen Reaktio-
nen und

e Effekten endlich schneller Chemie durch Auflésen des Reaktionsverlaufes,

erfordert aber eine chemische Reaktionskinetik auf Basis einer einzigen Reaktionsfort-
schrittsvariablen. Dieser Forderung wird durch die Anwendung der sog. “2-Bereich-1-
Schritt Kinetik” nachgekommen. Sie unterteilt den Verbrennungsverlauf in zwei Berei-
che und bildet die chemischen Reaktionen eines jeden Bereichs mittels einer 1-Schritt
Kinetik ab, wodurch im Gegensatz zu 1-Schritt Globalkinetiken auch die Konzentra-
tionen stabiler Zwischenprodukte wie CO und Hs zugénglich sind.
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Isothermes Stréomungs- und Mischungsfeld

Schon fiir die isotherme Stromung zeigen die Ergebnisse der numerischen Simulatio-
nen einen erheblichen Einfluss der Drehrichtung der beiden Diisenteilluftstréme auf
das Stromungs- und Mischungsfeld des untersuchten Systems auf. Aus der wechsel-
seitigen Kompensation bei der additiven Uberlagerung der gegensinnig orientierten
Drehimpulsstrome des Priméar- und Sekundérluftstroms resultiert eine geringere Ge-
samtdrallzahl, demzufolge ein geringerer axialer Druckgradient und schlieflich eine
Rezirkulationszone geringerer Intensitdt. Dieser Sachverhalt spiegelt sich im kleineren
rezirkulierten Massenstrom sowie der geringeren Strahlaufweitung im Falle der Gegen-
drallkonfiguration wieder.

Die Berechnung der turbulenten Mischungsfelder erweist sich als besonders problema-
tisch. Zwar kann die im Experiment beobachtete Charakteristik, einer sich tiefer in die
Brennkammer hinein erstreckenden Zone nahestochiometrischer Zusammensetzungen
im Falle der Gegendrallkonfiguration wiedergegeben werden, dennoch vermag es die
Simulation nicht, die fiir beide Konfigurationen aus den experimentellen Daten hervor-
gehende Ausdehnung dieser Zonen bis auf die Brennkammerachse hin zu reproduzie-
ren. Eingehende numerische Studien zur Sensitivitit des berechneten Mischungsfeldes
beziiglich Randbedingungen, Rechengitter und numerischer Methode erbringen keine
konkrete Losung dieses Problems. Selbst mit der numerisch aufwandigen LES-Methode
kann keine wesentlich bessere Vorhersage der experimentell bestimmten Mischungsfel-
der erzielt werden. Die Anderung der Brennstoffeinlassgemometrie erméglicht schliek-
lich eine von Durchsatz und Drehrichtung unabhéngige, den experimentellen Ergebnis-
sen getreuere Wiedergabe des Mischungsfeldes im Hinblick auf dessen Bedeutung fiir
die Simulation der reagierenden Stromung.

Beriicksichtigung lokaler Warmeverluste

Um den Einfluss lokaler Wérmeverluste auf die Verbrennungschemie und damit auf
Stromungs-, Mischungs- und Temperaturfeld des Systems zu veranschaulichen, werden
verschiedene Varianten der Behandlung lokaler Warmeverluste untersucht. Im Vergleich
zu Simulationsergebnissen unter adiabaten Bedingungen ergibt die Vorgabe grofier
Wirmeverluste bei Vernachléssigung derer Einfliisse auf die chemische Reaktionski-
netik zwar eine Absenkung des Temperaturniveaus in der Brennkammer, aber kaum
Unterschiede in der Verteilung der Umsatzrate der chemischen Reaktionen. Die kiinst-
liche Vorgabe eines feldkonstanten, globalen Warmeverlustes und die Erfassung seiner
Riickwirkung auf die chemische Reaktionskinetik mittels des eingefiihrten Enthalpie-
Index, zeigt seinen erheblichen Einfluss auf die Verbrennung im untersuchten System
auf. Erst eine Betrachtung der Feldverteilung des Enthalpie-Index ermdglicht die Be-
riicksichtigung des Einflusses von Warmeverlusten durch Konduktion, Konvektion und
Strahlung auf den feldlokalen Energieinhalt und damit auf die Verbrennungschemie.
Die entsprechenden Simulationsergebnisse bestatigen die Annahme, dass der Einfluss
lokaler Warmeverluste nicht zu vernachléssigen ist, und begriinden damit die Anwen-
dung des nicht-adiabaten JPDF-Reaktionsmodells.
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Reagierende Drallstréomung

Die der Strémung iiberlagerte Verbrennung fiithrt durch die thermische Expansion des
Fluids in einem einseitig offenem System zu einer Beschleunigung der Strémung in
axialer Richtung. Da somit der Axialimpulsstrom im Gegensatz zum Drehimpulsstrom
steigt, resultiert im Falle der reagierenden Drallstromung gegentiber der isothermen
Stromung eine geringere Drallzahl, die sich in einer kleineren axialen sowie radia-
len Ausdehnung der Rezirkulationszone und einem geringeren, in dieser umlaufenden
Massenstrom &dufert. Aus dem durch die wechselseitige Kompensation der gegensinnig
orientierten Drehimpulsstrome verstarkten Abklingen des Maximums im Tangential-
geschwindigkeitsprofil resultiert im Falle der Gegendrallstromung fiir kleine axiale Dii-
senabstande zunéchst ein gréferer axialer Druckgradient und - daran gekoppelt - dem
Betrag nach hoéhere Riickstromgeschwindigkeiten auf der Symmetrieachse als fiir den
Gleichdrall. Mit zunehmendem Diisenabstand nimmt jedoch die Steigung des axialen
Axialdruckverlaufs im Falle des Gegendralls stéirker ab als beim Gleichdrall, sodass
die Gegendrallflamme entsprechend ihrer betragsméfig geringeren Gesamtdrallzahl fiir
grofsere Diisenabstdnde dem Betrag nach kleinere axiale Riickstromgeschwindigkeiten
aufweist.

Im Vergleich mit entsprechenden isothermen Ergebnissen ergeben sich fiir die turbu-
lente kinetische Energie im Falle der reagierenden Stromung deutlich hohere Werte,
womit die Erwartung bestétigt ist, dass durch lokale Temperaturerhohung bedingte,
lokal grofsere Geschwindigkeitsgradienten eine Verstarkung der Turbulenz verursachen.
Unterschiede in der turbulenten kinetischen Energie zwischen Experiment und Simula-
tion kénnen im Rahmen dieser Arbeit nicht vollstandig erklart werden. Einerseits mo-
gen diese Unterschiede auf eine Unterschiatzung der Turbulenzgréfen in der stationéren
CFD-Simulation beruhen, andererseits ist nicht endgiiltig geklért, inwiefern die experi-
mentell ermittelten Turbulenzgrofsen durch periodische instationdre Phanomene beein-
flusst sind; neuere Untersuchungen am Engler-Bunte-Institut / Bereich Verbrennungs-
technik belegen die Existenz periodischer hochfrequenter Strukturen, die hauptséachlich
den Diisennahbereich beeinflussen und die Struktur eines PVC besitzen. Das im Ex-
periment beobachtete, im Vergleich zum Gegendrall mit zunehmendem Diisenabstand
langsamere Abklingen der turbulenten kinetischen Energie kann durch eine ebenfalls
experimentell bestimmte, instabilere radiale Strémungsschichtung in der Gleichdrall-
flamme mit Hilfe des Rayleigh-Kriteriums erklart werden. Die damit einhergehenden
unterschiedlichen Tangentialgeschwindigkeitsverteilungen in Gleich- und Gegendrall-
flamme bedingen eine unterschiedliche Beeinflussung der Anisotropie der turbulenten
Austauschgrofen. Da Effekte der Anisotropie turbulenter Austauschgrofen bei Anwen-
dung der Boussinesq-Hypothese vernachléssigt werden (es wird eine isotrope Wirbelvis-
kositét vorausgesetzt), zeigen die Simulationsergebnisse nahezu identische Verteilungen
der turbulenten kinetischen Energie fiir Gleich- und Gegendrallflamme.

Demnach kann auch das tiefere Eindringen von Bereichen nahestéchiometrischer Zu-
sammensetzungen im Falle des Gegendralls, das in der Simulation zwar schwécher aus-
gepragt als im Experiment, aber dennoch vorhanden ist, nicht anhand der Verteilung
der turbulenten kinetischen Energie erklirt werden. Es beruht vielmehr auf konvek-
tionsbedingt unterschiedlichem Ansaugverhalten der Rezirkulationszonen der Gleich-
bzw. Gegendrallkonfiguration, insofern die innere Rezirkulationszone der Gleichdrall
flamme, integral betrachtet, mehr Luft ansaugt und damit brennstoffarmer als diejeni-
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ge der Gegendrallflamme ist.

Entsprechend der groferen Ausdehnung nahestéchiometrischer Zusammensetzungen,
bei welchen maximale Verbrennungstemperaturen zu erwarten sind, treten in der Ge-
gendrallflamme héhere Maximaltemperaturen als in der Gleichdrallkonfiguration auf.

Stabilitdtsuntersuchung

Um die (Ziind-)Stabilisierung der Verbrennung durch drallinduzierte Rezirkulation zu
gewéhrleisten, miissen in der Stabilisierungszone folgende Bedingungen herrschen:

e niedrige mittlere Stromungsgeschwindigkeiten,
e hohe, mischungsférdernde Turbulenz,
e ausreichend hohe Temperaturen und

e nahestochiometrische Gemischzusammensetzungen.

Wihrend das mittlere Stromungsfeld bei Steigerung der thermischen Leistung, d.h.
Erhohung der Massenstrome von Brennstoff und Verbrennungsluft unter Beibehaltung
ihres Verhéltnisses, selbstahnlich bleibt, steigen die mittleren Geschwindigkeiten wo-
nach die mittlere Verweilzeit der Reaktionspartner innerhalb der Stabilisierungszone
sinkt. Erreicht diese stromungsmechanisch bestimmte Verweilzeit die Grofenordnung
des Zeitmakes der Wiarmefreisetzung, treten zunehmend Einfliisse endlich schneller
Chemie in den Vordergrund, wodurch der Ausbrand verzogert wird und sich die Reak-
tionszone bis zum Erreichen der Stabilitdtsgrenze stromab verlagert.

Der direkte Vergleich einer Gleich- mit einer Gegendralllamme bei gleicher thermi-
scher Leistung zeigt hinsichtlich der zur stabilen Verbrennung notwendigen Voraus-
setzungen die grofiten Unterschiede in der Ausdehnung des Bereiches nahestéchiome-
trischer Gemischzusammensetzungen auf. Da die Gegendrallflamme eine deutlich gro-
fsere Zone nahestochiometrischer Zusammensetzungen und damit minimaler Zeitmafe
der Wirmefreisetzung als die Gleichdralllamme aufweist, ist sie weniger anfillig ge-
gen stromungsmechanisch-bedingt sinkende Verweilzeiten der Reaktionspartner sowie
gegen eine Verlagerung der Stabilisierungszone, woraus sich direkt der erweiterte Be-
triebsbereich dieser Diisenkonfiguration ableiten lasst.
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nen

Zeitmals der Warmefreisetzung der laminaren, vorgemisch-
ten Flamme

Zeitmals der Wirmefreisetzung der laminaren, nicht-
vorgemischten Flamme

Gesamtspannungstensor
viskoser Spannungstensor

turbulenter Spannungstensor, Reynolds’scher Spannungs-
tensor

Makro-Zeitmak (integrales, duferes Zeitmaf)

Transport-Zeitma® (proportional dem Kehrwert der skala-
ren Dissipationsrate y)

Kolmogorov-Mikrozeitmak (inneres Zeitmaf)
normierte Stromfunktion

stochastische Variable

molapezifische Konzentration
entdimensionierte Reaktionsrate

Frequenz der energietragenden Wirbel (k-w-
Turbulenzmodell)

molare Produktionsrate der Spezies k

Diffusionskoeffizient
Verteilungsfunktion

Gault’sche Verteilungsdichtefunktion
Heaviside-Funktion
Transportoperator

Ordnung

Wabhrscheinlichkeitsdichte

ideale Gaskonstante

Glattungsfunktion
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NOMENKLATUR

Subskripte

A

A

Arrh
Auslass

ad

cc
char
crit

d

EBU
Einlass

erf
F

geb

ges

bez. der Flache

Aktivierungs-

Arrhenius-

bez. des Auslasses

adiabat

bez. der Riickreaktion

verbannt

bez. des Brennstoffs

bez. der Kriimmung

bez. Methan (C'Hy)

bez. chemischer Reaktionen

bez. des Mittelwerts der Reaktionsfortschrittsvariablen
beziiglich der Abmafse der Brennkammer
charakteristisch

kritisch

nicht-vorgemischt, diffusiv

bez. des Eddy-Break-Up Reaktionsmodells
bez. des Einlasses

erforderlich

bez. der Flamme

bez. der Hinreaktion

bez. des Mittelwerts des Mischungsbruchs
chemisch gebunden

gesamt

bei Ziindbedingungen

rdaumliche Koordinaten

Reaktion ¢

chemisches Element j

Spezies k

korrigiert

bez. Luft

laminar

bez. des Reaktionsmodells nach Magnussen
Maximalwert

Minimalwert

Normalbedingungen (p° = 1 bar, T° = 273, 15 K)
bez. des Oxidators
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PSR
pri

ref

sek

st

th

Superskripte

"
PEQL

QSSA

Operatoren

~— ~—
=
<

—~\
~—

idealer Riihrkesselreaktor (PSR: perfectly stirred reactor)
bez. des Primérdrallerzeugers

bez. Referenzbedingungen

bez. der Streckung

bez. des Primérdrallerzeugers

bei stochiometrischer Zusammensetzung
turbulent

thermisch

unverbrannt

Verloschen

vorgemischt

vorhanden

Ziinden

bez. der skalaren Dissipationsrate

Bedingungen in der Reaktionszone

Standardzustand (p° = 1bar, T° = 298 K)
bzw. ungestreckte Flamme
bez. der Edukte

bez. der Produkte
im partiellen Gleichgewicht (partial equilibrium)

im quasistationéren Zustand (quasi steady state assumpti-
on)

bez. des Ubergangs von Vorwirm- zu Reaktionszone in der
2-Bereich-1-Schritt Kinetik

bez. des Ubergangs von Bereich-I zu Bereich-II in der 2-
Bereich-1-Schritt Kinetik

Reynolds-Schwankungswert
Favre-Schwankungswert
Reynolds-Mittelwert
Favre-Mittelwert
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NOMENKLATUR

Dimensionslose Kennzahlen

Da

Ka

Lek

Sck

Da=12

Te

Ka=K- -,

Ma =

lF,l,'u

Pe — Uchar-lehar

a

_ _ou
Pex = T/Ax
__ HiCp

Pr =55

Re — Uchar dehar
4!

_ D

S - j-R()
M v
Scx oDy Dy,

Damkohler-Zahl:
Verhéltnis aus Zeitmafs der (turbulenten) Mischung
zum Zeitmak der Warmefreisetzung

Karlovitz-Zahl:
Verhiltnis aus Zeitmafs der Wérmefreisetzung 7. und
Zeitmals der Stretchrate K

Lewis-Zahl der Spezies k :
Verhéltnis aus Temperaturleitfahigkeit « und
Diffusionskoeffizent der Spezis k

Markstein-Zahl:
Verhéltnis aus Markstein-Lange Lj; und Dicke der
laminaren Flammenfront der Vormischflamme [lp,;,

Peclet-Zahl:

Verhéiltnis aus konvektivem zu konduktivem Wéarme-
transport mit:

Uehar: Charakteristische Geschwindigkeit

lehar: charakteristisches Langenmafs

a: Temperaturleitfahigkeit

Gitter-Peclet-Zahl:

Verhéltnis aus konvektivem zu diffusivem Transport
mit:

I': Diffusivitét

Ax: Gitterabstand

Prandtl-Zahl:

Verhiltnis aus diffusivem Transport von Impuls und
Temperatur

Reynolds-Zahl:

Verhiltnis aus Tragheitskraften und Zéhigkeitskraf-
ten mit:

Uenar: charakteristische Geschwindigkeit

lehar: charakteristisches Langenmafs

v;: kinematische Viskositéat

Drallzahl:

Verhéltnis aus Drehimpulsstrom und Axialimpulss-
trom, entdimensioniert mit einer charakteristischen
Lange

Schmidt-Zahl der Spezies k:
Verhéltnis aus diffusivem Transport von Impuls zu
diffusivem Transport von Masse
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