
 
 
 
 
 

Untersuchung der Flammenstabilität von geometrisch 

ähnlichen Brennern für zukünftige magere 

Triebwerksbrennkammerkonzepte 

 

 

 

zur Erlangung des akademischen Grades eines 

DOKTORS DER INGENIEURWISSENSCHAFTEN (Dr.-Ing.) 

 

der Fakultät für Chemieingenieurwesen und Verfahrenstechnik des 

Karlsruher Instituts für Technologie (KIT) 

 

 

genehmigte 

DISSERTATION 

 

 

von 

Dipl.-Ing. Svetoslav Marinov 

aus Sofia 

 

 

 

 

Referent:   Prof. Dr.-Ing. Nikolaos Zarzalis  

Korreferent:  Prof. Dr.-Ing. Thomas Kolb 

Tag der mündlichen Prüfung:   17.05.2013 



 



 

 

 

 

 

 

 

 

Meiner Familie gewidmet



 



Vorwort 

 

Die vorliegende Arbeit ist am Karlsruher Institut für Technologie (KIT), Engler-Bunte-
Institut, Bereich Verbrennungstechnik entstanden und wurde im Rahmen des europäischen  
Forschungsprojekts NEWAC gefördert. 

Mein Dank gilt an erster Stelle Herrn Prof. Dr.-Ing. Nikolaos Zarzalis für das Gelernte, für die 
interessante Aufgabenstellung, für das entgegengebrachte Vertrauen und die wohlwollende 
Unterstützung bei der Durchführung dieser Arbeit. 

Herrn Prof. Dr.-Ing. Thomas Kolb danke ich besonders für die Übernahme des Korreferats 
und für sein Interesse an meiner Arbeit. 

Ich möchte mich bei allen Mitgliedern des Instituts bedanken, denen die freundliche und 
kreative Atmosphäre zu verdanken ist. Insbesondere möchte ich die Unterstützung von 
Plamen Kasabov, Matthias Kern, Ilian Dinkov, Georg Donnert, Neda Djordjevic, Michael 
Odinius, Tobias Jakobs und Peter Habisreuther hervorheben und mich dafür bedanken. Ganz 
besonderer Dank gilt Jordan Denev.  

Einen wesentlichen Beitrag zum Gelingen dieser experimentellen Arbeit haben die 
technischen Angestellten Helmut Pabel, Meinrad Berg, Reiner Donnerhacke, Stefan Herbel, 
Hans-Dietrich Klette, sowie die Mitarbeiter der Zentralwerkstatt am Engler-Bunte-Institut 
geleistet. Ich bin diesen Leuten sehr verpflichtet. 

Speziell möchte ich mich bei Walter Pfeffinger für die Unterstützung in puncto 
Datenverarbeitung und Messtechnik bedanken. 

Meinen Studien-, Diplomarbeitern und Hilfswissenschaftlern möchte ich für die 
Zusammenarbeit, insbesondere bei der Durchführung der Experimente, danken. 

Schließlich gilt der weitaus größte Dank meiner Familie, die mich bei der Erstellung dieser 
Arbeit mit viel Geduld und Verständnis unterstützt hat. 

 

Karlsruhe, im Juni 2013        Svetoslav Marinov 



 



Nomenklatur  1 

 

INHALTSVERZEICHNIS 

 

NOMENKLATUR ................................................................................................................... 3 

ABSTRACT .............................................................................................................................. 7 

1. EINLEITUNG .................................................................................................................. 8 

2. THEORETISCHE GRUNDLAGEN ............................................................................ 10 

2.1. Zur Verbrennung mit flüssigem Kerosin ............................................................................................ 10 
2.1.1. Zerstäubung des flüssigen Brennstoffs .............................................................................................. 12 
2.1.2. Verdampfung des flüssigen Brennstoffs ............................................................................................ 18 

2.2. Turbulenztheorie .................................................................................................................................. 19 

2.3. Charakterisierung der Vormischflammen ......................................................................................... 26 
2.3.1. Interaktion von Turbulenz und Reaktion ........................................................................................... 33 

2.4. Flammenstabilität von Vormischflammen ......................................................................................... 36 

2.5. Flammenstabilität durch innere Rückströmung ................................................................................ 37 
2.5.1. Phänomenologie der verdrallten Strömung ........................................................................................ 38 
2.5.2. Betrachtungen zur Flammenstabilisierung ......................................................................................... 46 

2.6. Flammenstabilität durch äußere Rückströmung ............................................................................... 49 

2.7. Ähnlichkeitsbetrachtung von Brennerkonfigurationen .................................................................... 53 

3. UNTERSUCHUNGSMETHODIK UND MESSTECHNIK ...................................... 58 

3.1. Untersuchungsmethodik ...................................................................................................................... 59 

3.2. Messtechnik ........................................................................................................................................... 64 
3.2.1. Drallmessung ..................................................................................................................................... 64 
3.2.2. Geschwindigkeitsmessung ................................................................................................................. 65 
3.2.3. Tropfengrößenverteilung im Kerosinspray ........................................................................................ 70 
3.2.4. High Speed Imaging........................................................................................................................... 72 
3.2.5. Gaskonzentrationsmessung ................................................................................................................ 73 
3.2.6. Temperaturmessung ........................................................................................................................... 74 

3.3. Qualität der Messdaten ........................................................................................................................ 75 

4. ERGEBNISSE UND DISKUSSION ............................................................................. 77 

4.1. Kerosinbefeuerte Konfiguration, Prototyp ......................................................................................... 78 
4.1.1. Phänomenologie der untersuchten Betriebspunkte ............................................................................ 78 
4.1.2. Betrachtung der mittleren Strömungsfelder ....................................................................................... 79 
4.1.3. Betrachtung der turbulenten Schwankungsbewegungen .................................................................... 88 
4.1.4. Charakterisierung der Reaktionsfelder ............................................................................................... 92 
4.1.5. Charakterisierung der flüssigen Phase ............................................................................................... 96 

4.2. Gasbefeuerte Konfiguration .............................................................................................................. 101 
4.2.1. Bestimmung des Referenzbetriebspunkts ........................................................................................ 102 
4.2.2. Betrachtung des Strömungsfeldes .................................................................................................... 103 



Nomenklatur  2 

 

4.2.3. Charakterisierung des Reaktionsfeldes ............................................................................................ 108 
4.2.4. Ähnlichkeit der Flammenstabilität durch Brennstoffvariation ......................................................... 112 

4.3. Kerosinbefeuerte Konfiguration, skalierter Brenner ...................................................................... 114 
4.3.1. Globale Betrachtung und Skalierungseffekte ................................................................................... 115 
4.3.2. Betrachtung des Strömungsfeldes und des Temperaturfeldes .......................................................... 118 
4.3.3. Charakterisierung der flüssigen Phase ............................................................................................. 124 
4.3.4. Flammenstabilität bei der Brennerskalierung................................................................................... 129 

5. ZUSAMMENFASSUNG ............................................................................................. 133 

6. ABBILDUNGSVERZEICHNIS ................................................................................. 138 

7. LITERATURVERZEICHNIS .................................................................................... 140 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



Nomenklatur  3 

 

Nomenklatur 
 

Symbol Einheit Bedeutung 

   Mittelung einer Größe 

   [MHz] Dopplerfrequenz 

  [m
2
] Fläche 

  [m
2
/s] Temperaturleitzahl 

     Luft-Flüssigkeitsverhältnis 

    [m] Breite, Höhe 

C [-] Reaktionsfortschritt 

C [1/m] Reduzierter Drall 

  [m/s] Lichtgeschwindigkeit 

   [kJ/(kW K)] Spezifische Wärmekapazität bei konstantem Druck 

   [-] Durchflussbeiwert 

   [-] Continuous wave, Dauerstrichmode des Laserlichts 

    [mm] Durchmesser der Brennkammer 

  [m
2
/s] Diffusionskonstante 

   [kg m2
/s

2
] Tangentialer Impulsstrom 

   [m] Austrittsdurchmesser des Brenners 

   [-] Dammköhler-Zahl 

    Einheitsvektor 

  [Hz] Frequenz 

  [mm] Brennweite 

  [-] Relativer Fehler 

  [N] Kraft 

       Rohgeschwindigkeiten bei LDA, entsprechend den 

Farben grün, blau, violett 

   [MJ/kg] Unterer Heizwert 

     High Speed Imaging 

     Innere Rezirkulationszone 

   [kg m/s
2
] Axialer Impulsstrom 

  [m
2
/s

2
] Massespezifische turbulente kinetische Energie 

   [-] Karlovitz-Zahl 

  [m]  Längenmaß 

  [m] Exzentrizität 

       [-] Richtungsvektor 

lmin [kgLuft/kgBrennstoff] Mindestluftbedarf 

   [-] Laplace-Zahl 

    [-] Lean Blowout, magere Löschgrenze 

    [kgLuft/kgBrennstoff] Luft-Brennstoffverhältnis 

    [-] Laser-Doppler-Anemometrie 

   [-] Lewis-Zahl 

    [µm] Median-Mean-Diameter 

   [kg/s]  Massenstrom 

     [kg/(m
2
s)]  Massenstromdichte 

    
   

 
[kg/(m

3
s)] Mittlere Brennstoffabbaurate 

  [-] Normalvektor, Brechungsindex, Anzahl 
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   [-] Ohnesorge-Zahl 

     Äußere Rezirkulationszone 

  [Pa], [bar] Druck 

P [m
2
/s

3
] Massespezifische Leistung, Energieproduktion 

     Phasen Doppler Anemometrie 

   [-] Peclet-Zahl 

PIV  Particle Image Velocimetry 

   [-] Prandtl-Zahl 

PVC  Precessing Vortex Core 

   [kW] Thermische Leistung 

    [kW/m
3
], 

[kW/(m
3
.Pa)], 

[kW/(m
2
.Pa)]  

Spezifische thermische Leistung, Beladung 

Rind [kJ/(kgK)] individuelle Gaskonstante 

   [m] Austrittsradius des Brenners 

   [-] Reynolds-Zahl 

     Root-Mean-Square 

  [-] Drallzahl 

 , Λ [cm/s] Flammengeschwindigkeit 

s [-] Standardabweichung 

   [-] Schmidt-Zahl 

    [µm]  Sauter-Mean-Diameter 

Sr [-] Strouhal-Zahl 

  [K] Temperatur 

t [s] Zeit 

   [-] Turbulenzgrad 

    [m/s] Geschwindigkeitsvektor 

      [-] Standardunsicherheit des Mittelwerts der Messgröße 

   [m/s] Volumetrische Geschwindigkeit am Brenneraustritt 

      [m/s]  mittlere Geschwindigkeiten, axial, radial, tangential 

      [m/s] momentane Geschwindigkeiten, axial, radial, tan-

gential 

         [m/s] Schwankungsgeschwindigkeiten axial, radial, tan-

gential 

     unverbrannte Kohlenwasserstoffe 

  [m
3
] Volumen 

   [m
3
/s] Volumenstrom 

   [-] Weber-Zahl 

       Kartesische Koordinaten 

    Schwankung einer Größe 

       Zylinderkoordinaten, x-axial, r-radial,  -tangential 

Yi [kgi/kgGemisch] Massenanteil 
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Griechische Symbole Einheit Bedeutung 

  [°] Winkel der Kanäle der Drallerzeuger (angle of at-

tack) 

  [-] Verhältnis von H zu C Atomen in einem Kohlen-

wasserstoff 

  [m
2
/s] Zirkulation 

  [m] Flammenfrontdicke 

    [-] Kronecker-Delta 

  [-] Deformationsmatrix 

  [m
2
/s

3
] Dissipationsrate 

  [-] Ausbrand 

   Kolmogorovmaß, Bezug auf Wirbel kleinster Ab-

messung 

 , φ [°] Winkelbezeichnungen 

  [-] Thring-Newby Ähnlichkeitsparameter 

κ [-] Isentropenexponent 

  [-] Luftzahl 

  [nm] Wellenlänge 

  [kW/(K m)] Wärmeleitfähigkeit 

  [kg/(s m)] Dynamische Viskosität 

  [m
2
/s] Kinematische Viskosität 

  [kg/m
3
] Massendichte 

  [N/m] Oberflächenspannung 

  [kg/(s
2 m)] Spannung 

  [s] Zeitmaß 

   [-] Brennstoffzahl 

  [-] Luftmassenstromaufteilung primär/gesamt 

  [°] Winkel 

  [m
3
/s] Stromfunktion 

  [rad/s] Kreisfrequenz 

     [1/s] Vektor der Wirbelstärke 

 

Indexbezeichnungen Bedeutung 

A flächenbezogen 

a,   Umgebung 

ad adiabat 

Ein Eintritt des Kontrollvolumens 

Aus Austritt des Kontrollvolumens 

bar druckbezogen 

  Bedingungen am Brenneraustritt, Initialbedingungen 

  senkrecht 

   Brennkammer 

   Brennstoff 

     charakteristisch 

  Doppler; Düse 

  Frequenzschiftung bei LDA 

    effektiv 

fr Frontal (Flächenverhältnis) 
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    flüssig 

   Flamme 

  Gas, gasförmig 

     geometrisch 

    Gesamt 

      Laufindizes 

    integriert 

    isotherm 
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krit kritisch bezüglich Umschlag der eingeschlossenen Strömung 
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sat Sättigung 

    sekundär 

stoch stöchiometrisch 

  Tropfen 

  turbulent 

   thermisch 

     theoretisch 

  bezogen auf Anströmgeschwindigkeit 

    Verdampfung 

V volumenbezogen 

ZV Zündverzugszeit 

zünd Zündung 
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Abstract 
 

One of the most promising methods for reducing NOx emissions of jet engines is the lean 

combustion process. For realization of this concept the percentage of air flowing through the 

combustor dome has to be drastically increased, which implies high volume fluxes in the pri-

mary zone of the combustion chamber and represents a substantial challenge in regard to the 

flame stabilization. Swirl motion is applied to the air flux by the swirl generator and decisive-

ly contributes to the flame stabilization. 

A prototype burner configuration, according to this concept, has been realized in real scale 

and the current work, focused on an atmospheric investigation of confined, non-premixed, 

swirl-stabilized flames in regard to the weak extinction limit, is based on it. 

The work consists of three parts. In the first part the kerosene-fuelled prototype is investigated 

at almost realistic thermal conditions in the lean combustion range. Two-phase reacting flows 

are characterized by additional processes, i.e. atomization and evaporation of the liquid kero-

sene, compared to combustion with gaseous fuels, thus making the flame research in this case 

more complex. This motivates the comparison of a kerosene-fuelled flame to a methane-

fuelled one, both realized by the identical burner configuration and at identical conditions, 

which is performed in the second part of the current investigation. The main idea thereby is to 

align the flame stability characteristics of both flames by means of non-dimensional parame-

ters, based on the similarity of the flow and reacting fields. 

The current concept is characterized by significantly increased air flow through the nozzle, 

which for the selected realistic thermal conditions and geometry is challenging for investiga-

tion in laboratory scale. Thus, an investigation of a geometrical down-scaled kerosene-fuelled 

model at identical conditions to these of the prototype, especially at identical pressure loss 

across the nozzle, is motivated and performed in the third part of the work. The comparison to 

the prototype, based on flow and reaction field similarity, should contribute to the understand-

ing of the scaling laws of kerosene-fuelled burners regarding the flame stability.   
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1. Einleitung 
 

Gasturbinen für Flugantriebe zeichnen sich durch hohe Anforderungen in Bezug auf Leis-

tungsdichte, Emissionen und sicheren Betrieb aus. Aus wirtschaftlichen Gründen besteht ei-

nerseits die Bestrebung nach Erhöhung der Leistungsdichte, andererseits fordern die zuneh-

mend verschärften gesetzlichen Bestimmungen eine Senkung der Emissionen, insbesondere 

der Stickoxide. Dies ist der Grund für die Entwicklung adäquater Konzepte für den Verbren-

nungsablauf in der Brennkammer einer Fluggasturbine, um nahstöchiometrische Verbrennung 

und die damit verbundenen hohen Temperaturen und NOx-Emissionen zu vermeiden. Einige 

davon sind nach Lefebvre [1] und Huang et al. [2] katalytische Verbrennung, RQL (Rich-

Burn Quick-Quench Lean-Burn) und LPP (Lean Premixed Prevaporized). 

Die katalytische Verbrennung weist Mängel in Bezug auf die Zuverlässigkeit und Sicherheit 

auf, zudem ist sie auch mit erhöhten Kosten verbunden, somit hat sie bis heute keine Anwen-

dung in Flugantrieben gefunden. 

Beim zweiten Konzept, RQL, entsteht in der Primärzone der Brennkammer ein fettes Ge-

misch und der Brennstoff oxidiert dort nur zum Teil. Im weiteren Verlauf werden Verbren-

nungsluft und Kaltluft in die Brennkammer zugefügt, so dass der Brennstoff im mageren Be-

reich oxidiert und dadurch auch weitestgehend „hot spots“ vermieden werden können. Durch 

den Übergang fett-mager wird jedoch zwangsläufig der stöchiometrische Bereich durchlau-

fen, wo eine erhöhte Stickoxidbildung zu verzeichnen ist. Ein weiterer Nachteil dieses Kon-

zepts besteht in der erhöhten Rußbildung, die prinzipiell durch die fette Verbrennung bedingt 

wird. 

Nach dem LPP-Konzept kann eine Vormischstrecke für die Verbrennungsluft und den Brenn-

stoff in der Brennkammer konstruktiv mit dem Ziel realisiert werden, ein möglichst homoge-

nes Gemisch zu erzeugen. Durch die magere Verbrennung wird die Verbrennungstemperatur 

gesenkt und dadurch weitestgehend die Entstehung von thermischem NOx nach Zeldovoch et 

al. [3] vermieden.  Dabei besteht die größte Herausforderung für die Entwickler eines solchen 

Brenners in der Gewährleistung der Flammenstabilität. Eine Flamme ist nach Günther [4], 

Turns [5] dann über einen Bereich vorgegebener Parameter (Brennstoffmassenstrom, Vor-

wärmetemperatur) stabil, wenn eine begrenzte Schwankung dieser Parameter nicht zum Erlö-

schen der Flamme oder gar zum Flammenrückschlag führt. Letzterem ist bei diesem Konzept 

besondere Bedeutung beizumessen in Anbetracht der Tatsache, dass in der Vormischstrecke 

brennbares Gemisch existiert.  

In den Brennkammern gegenwärtiger Triebwerke werden enorme Luftdurchsätze in der Grö-

ßenordnung von einigen Kilogramm pro Sekunde realisiert. Dabei stellt die Gewährleistung 

einer kompakten eingeschlossenen Flamme bei gleichzeitig gefordertem geringen Masse-

Leistungs-Verhältnis des Aggregats eine substantielle Herausforderung dar, die mit konstruk-

tiven Mitteln realisiert wird. Ein solches Mittel ist die Drallflamme, worauf sich die vorlie-

gende Untersuchung konzentriert. 

Nach dem gegenwärtigen Stand der Technologieentwicklung erweist sich die Strategie der 

mageren Verbrennung als erfolgsversprechend hinsichtlich Reduzierung von Stickoxidemis-

sionen. Basierend auf dieser Strategie, die magere Verbrennung in der Primärzone der Gas-

turbinenbrennkammer ohne Vormischstrecke vorsieht, wird ein neuartiges Einspritzsystem 

entwickelt, das Anwendung in einer realen Ringbrennkammer finden wird und Objekt der 

Untersuchungen im Labormaßstab hier ist. Dieses Konzept ist charakterisiert durch eine der-

art geänderte Luftstromaufteilung entlang der Brennkammer, dass ein im Vergleich zum 
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RQL-Konzept auf das Dreifache erhöhte Luftmassenstrom durch den Brenner in die Brenn-

kammer eintritt. Infolge dessen resultiert eine magere Primärzone in der Brennkammer, wo-

durch im weiteren Verlauf der Verbrennung der stöchiometrische Bereich nicht durchlaufen 

und eine Erhöhung der NOx-Produktion vermieden wird. Dies erfordert bei weitestgehend 

unverändertem Druckverlust eine Verdreifachung der Austrittsfläche des Brenners, woraus 

eine erhöhte Beladung der Primärzone der Brennkammer resultiert.  

Die gegenwärtige Arbeit ist auf die Untersuchung des Flammenverhaltens in der Nähe der 

mageren Löschgrenze dieser Brennerkonfiguration fokussiert. Der erste Schwerpunkt besteht 

in der experimentellen Untersuchung der eingeschlossenen Kerosinflamme anhand der Konfi-

guration in realer Dimension bei weitestgehend realen thermodynamischen Bedingungen im 

mageren Betriebsbereich.  

Die Verbrennung mit Kerosin und die Erforschung dieses Prozesses sind komplexer, vergli-

chen mit der Methanverbrennung. Dies ist auf die Notwendigkeit zurückzuführen, dass bei 

dem Verbrennungsprozess mit Kerosin Zweiphasenströmungen untersucht werden müssen. 

Im Gesamtprozess werden zusätzlich die Zerstäubung und die Verdampfung des flüssigen 

Kraftstoffs als Subprozesse überlagert und müssen berücksichtigt werden. Die Erforschung 

dieser Unterschiede im Verbrennungsverlauf motiviert somit den zweiten Schwerpunkt der 

Arbeit, der den Vergleich der Flammeneigenschaften der Brennerkonfiguration bei ihrer Be-

feuerung mit flüssigem Kerosin und mit gasförmigem Methan umfasst.  

Die Größe der Hardware unter realistischen Bedingungen stellt Schwierigkeiten hinsichtlich 

ihrer Untersuchung im Labormaßstab dar, was den dritten Schwerpunkt dieser Arbeit begrün-

det, nämlich die Skalierung der Hardware in kleinerem Maß. Dadurch wird eine geometrisch 

ähnliche Modellkonfiguration bei identischen Bedingungen experimentell untersucht und ihre 

Eigenschaften mit denen der Prototypenkonfiguration verglichen. Dieser Vergleich hat den 

Anspruch, einen Beitrag zur Erforschung der Skalierungsgesetzte an Brennern, die mit flüssi-

gem Brennstoff befeuert werden, darzustellen. 

Die vorliegende Arbeit verkörpert somit die drei Forschungsschwerpunkte: 

 

- Flammenstabilitätsuntersuchung der kerosinbefeuerten Prototypenkonfiguration 

unter Berücksichtigung der realisierten hohen Beladung, 

- Flammenstabilitätsuntersuchung der methanbefeuerten Konfiguration und Ver-

gleich mit der Kerosinfeuerung, 

- Realisierung einer geometrisch ähnlichen, kerosinbefeuerten Modellkonfiguration, 

Flammenstabilitätsuntersuchung und Vergleich mit der kerosinbefeuerten Prototy-

penkonfiguration. 

Im Zug dieser Ausführung werden zunächst einige theoretische Überlegungen aus vorange-

gangenen Forschungsarbeiten dargestellt, die insbesondere Mechanismen zur Aufbereitung 

des Luft-Brennstoffgemisches und Flammenstabilisierung kerosinbefeuerter Flammen, sowie 

einen Überblick relevanter Ähnlichkeitsbetrachtungen, beinhalten. Anschließend werden die 

Untersuchungsmethodik und die verwendete Messtechnik beschrieben, wobei diese Beschrei-

bung auch eine Bewertung der Qualität der Messdaten beinhaltet. Im Ergebnisteil werden die 

Untersuchungen zu den drei dargestellten Schwerpunkten dargestellt und in Hinblick auf die 

magere Löschgrenze diskutiert. 
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2. Theoretische Grundlagen 
 

In diesem Kapitel werden die theoretischen Grundlagen für die vorliegende Untersuchung 

betrachtet. Das erste Unterkapitel wird nicht-vorgemischten, mit flüssigem Kerosin befeuerten 

Flammen gewidmet, wobei speziell auf die Aspekte der Gemischaufbereitung, basierend auf 

flüssigem Brennstoff, eingegangen wird. Dieser Prozess umfasst Zerstäubung, Verdampfung 

und Feinmischung auf Molekularebene. Hier werden die ersten zwei Vorgänge direkt be-

schrieben und dabei einige relevante thermophysische Eigenschaften des verwendeten Kero-

sins angegeben. Der Mischvorgang basiert auf den Turbulenzverhältnissen in der Brennkam-

mer und der daraus resultierenden Erhöhung des turbulenten Stoffdiffusionskoeffizienten im 

Vergleich zum laminaren Stoffwert. Dies begründet somit die Darstellung der Grundlagen der 

Turbulenztheorie im Unterkapitel 2.2.  

Da sich die Turbulenz und die Flammenstruktur gegenseitig beeinflussen, wird eine entspre-

chende Klassifizierung der Flammen, basierend auf dimensionslosen Kennzahlen, durchge-

führt. In diesem Zusammenhang wird auch eine Beschreibung der Vormischflammen und 

insbesondere des Begriffs der laminaren Flammengeschwindigkeit gegeben. Auf die Rolle der 

Flammengeschwindigkeit für die Flammenstabilisierung wird anschließend eingegangen. 

Im nächsten Unterkapitel werden Drallströmungen hinsichtlich ihrer Kinematik betrachtet und 

insbesondere ihre Bedeutung für die Flammenstabilisierung erläutert. Hierzu werden Mecha-

nismen zur Stabilisierung durch eine innere Rückströmzone dargestellt. Auf die Rolle der 

äußeren Rezirkulationszone speziell bei eingeschlossenen Strömungen wird ebenfalls einge-

gangen. 

Eine experimentelle Untersuchung an geometrisch skalierter Modellhardware wird durch die 

Vorteile wie präzise Versuchsdurchführung und einfache Versuchsmodifikation im Labor-

maßstab begründet. Das setzt allerdings Kenntnis über die Übertragungsgesetze der Ergebnis-

se, durchgeführt an der Modellkonfiguration, voraus. Dieses Thema wird im Unterkapitel 2.7. 

betrachtet. 

 

2.1. Zur Verbrennung mit flüssigem Kerosin 

 

Verbrennung mit gasförmigen Brennstoffen ist in der Vergangenheit intensiv erforscht wor-

den, wie in letzter Zeit die Arbeiten von [6], [7], [8] und [9] illustrieren. Im Gegensatz zu der 

Verbrennung einphasiger Gemische charakterisieren zwei zusätzliche Teilvorgänge, nämlich 

Zerstäubung und Verdampfung, die Verbrennung von flüssigen Brennstoffen. Diese Prozesse 

können nicht separat betrachtet werden, denn sie verlaufen simultan und beeinflussen sich 

gegenseitig, was ihre Analyse erschwert. Vielmehr wird versucht, Experimente mit einphasi-

gen Gemischen durchzuführen und die Ergebnisse auf eine reale Konfiguration, d.h. auf einen 

mit Kerosin betriebenen Brenner, zu übertragen.  

Die Zerstäubung spielt eine zentrale Rolle bei der Verbrennung flüssiger Substanzen, weil 

dadurch eine große Oberfläche geschaffen und damit eine schnelle Verdampfung bewirkt 

wird. Dadurch werden folgende Einzelschritte nach Günther [4] unterschieden: 

 

- Zerstäubung des Brennstoffstroms zu Einzeltropfen, 

- Mischung des Tropfennebels mit dem turbulenten Strom der Verbrennungsluft,  

- Erwärmung der Tropfen konvektiv und durch Strahlung, 

- Verdampfen der Tropfen, Mischung des Dampfes mit der Luft,  
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- Zündung des Gemisches, 

- Verbrennung von Tropfen. 

Insbesondere beim letzten Teilvorgang sind die Strömungs- und Mischungsverhältnisse dafür 

bestimmend, ob sich eine Flammenhülle um einen Einzeltropfen bildet oder ob eine größere 

Gruppe von Tropfen von einer an Brennstoffdampf reichen Zone umgeben ist und ähnlich wie 

ein Gasballen nur an Teilen ihrer Außenfläche brennt. 

Nach Warnatz et al. [10] zählen Spraybildung, Tropfenverdampfung, Zündung und Gemisch-

verbrennung als Teilprozesse zu der Verbrennung flüssiger Brennstoffe. Desweiteren wird 

zwischen Verbrennung eines Einzeltropfens und Sprayverbrennung unterschieden. Die erste 

Vorstellung wird bevorzugt, wenn die Charakterisierung der grundlegenden physikalisch-

chemischen Prozesse – Aufheizung, Verdampfung und Verbrennung – im Mittelpunkt steht. 

Ist man an der Erforschung eines realen technischen Systems interessiert, wird Modellierung 

der Sprayverbrennung in Betracht gezogen, die einen sehr großen Rechenaufwand darstellt. 

Grundlage dafür ist die Bildung des Sprays, der aus Tropfen unterschiedlicher Größen be-

steht, sowie Verdampfung dieser Tropfen und Entstehung einer brennbaren Mischung, die bei 

ausreichend hoher Temperatur zündet. Das Modell der Sprayverbrennung ist somit in dünnen 

und in dichten Sprays unterteilt. Während bei den ersteren die Tropfen separat modelliert 

werden und Interaktion zwischen diesen ausgeschlossen ist, spielt dies bei den dichten Sprays 

eine Rolle und folglich bedarf man komplexerer Modelle. 

Auch nach [11] ist der Tropfenabstand die für die Sprayverbrennung bestimmende Größe, 

wobei für sehr große Tropfenabstände Einzeltropfenverbrennung zu erwarten ist. Beck et al. 

[12] betrachten diesen Fall der Sprayverbrennung und gehen von einer unvollständigen Ver-

dampfung des flüssigen Brennstoffs mit der Begründung aus, dass Tropfengruppierung in 

mageren Flammen, mit homogener Verteilung der Gas- und Flüssigkeitsphase, unwahrschein-

lich ist. Sie untersuchten die Tropfenverbrennungsmodi in mageren, teilweise verdampften 

drallstabilisierten Sprayflammen. Zwei verschiedene Arten von Tropfenverbrennung werden 

dabei in Abhängigkeit der Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und Luftströmung unter-

schieden - die „envelope flame“ und die „wake flame“. Erstere stellt eine nahestöchiometri-

sche Diffusionsflamme in der Umgebung des Tropfens dar, die andere ist eine teilvorgemisch-

te, magere Flamme im Tropfennachlauf. 

Nach Yule und Bolado [13] werden folgende Sprayverbrennungsmodi unterschieden: 

 

- Einzeltropfenverbrennung mit umschließender Flamme, 

- Einzeltropfenverbrennung im Nachlauf, 

- Tropfengruppenverbrennung an den Peripherien von Tropfenwolken, 

- Schnelle Tropfenverdampfung mit anschließender Verbrennung des Kerosindampfes 

in einer Diffusionsflamme, 

- Oberflächenverbrennung von festen Partikeln nach Verdampfung der flüchtigen An-

teile des Brennstoffs. 

Die Autoren haben mehrere Sprays untersucht und die Einflüsse des initialen Impulsstroms, 

Geschwindigkeit und Tropfengrößenverteilung der Sprays auf die Einzeltropfenverbrennung 

beschrieben. In dieser Quelle werden die verschiedenen Sprayflammen anschaulich darge-

stellt.  

Einen sehr umfangreichen Überblick über dieses Thema bietet Lefebvre [1]. Nach ihm setzt 

sich die Verweilzeit der Flamme in der Brennkammer      aus den erforderlichen Zeiten für 
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Verdampfung, Mischung und Reaktion zusammen und der Ausbrand  , d.h. der Reaktions-

fortschritt, kann in Abhängigkeit dieser Prozesse ausgedruckt werden: 

 

  
    

               
 Gleichung 2-1 

 

Dabei ist der langsamste dieser Teilvorgänge für die maximale Wärmefreisetzung in einer 

vorgegebenen Brennkammerkonfiguration bestimmend. Bei den in der Praxis verwendeten 

Brennerkonfigurationen unter stationären Bedingungen wird der Ausbrand von nur einer und 

nicht gleichzeitig von mehreren Größen bestimmt. Dessen ungeachtet ist diese Annahme für 

instationäre Vorgänge, z.B. Lastwechsel, nicht zutreffend. Lefebvre betrachtet zuerst den sta-

tionären Fall und die Abhängigkeit von jedem einzelnen der aufgeführten Teilprozesse. Im 

zweiten Schritt geht er auf den instationären Fall ein, wo die Abhängigkeit des Ausbrands von 

der Reaktions- und Verdampfungszeit betont wird. 

Die Zeit, in der ein Tropfen verdampft, hängt nach dem d
2
-Gesetz der Verdampfung quadra-

tisch mit dem Durchmesser des Tropfens zusammen, wie Ballal und Lefebvre [14] zeigten. 

Dies hebt die Bedeutung der Zerstäubung, d.h. der Spraybildung, hervor. Aus diesem Grund 

wird die Zerstäubung als ein der Verdampfung vorangehender Prozess gesehen und im nächs-

ten Unterkapitel dargestellt.   

 

2.1.1. Zerstäubung des flüssigen Brennstoffs 

 

Durch einen Zerstäubungsprozess wird eine Flüssigkeitsmenge in eine Vielzahl kleinerer 

Tropfen umgewandelt. Physikalisch gesehen ist es der Zerfall der integrierenden Wirkung der 

Oberflächenspannung infolge äußerer und innerer Kräfte. Die dafür benötigte Energie kann 

vielfältig aufgebracht werden, wobei hier Zerstäubung ausschließlich im Kontext einer zwei-

phasigen Strömung betrachtet wird. Die Wirkung der äußeren Kräfte ist anhand der Weber-

Zahl (We ersichtlich), die das Verhältnis der Trägheitskräfte der Luftströmung zu den Ober-

flächenkräften ausdrückt. In dieser Gleichung stellen      die Relativgeschwindigkeit  

     

   
    
       

 
 

Gleichung 2-2 

 

der Luftströmung zum Flüssigkeitsstrahl,    die Luftdichte,   die Oberflächenspannung des 

Fluiden und    der Düsenaustrittsdurchmesser, wie Bayvel und Orzechowski [15] zeigen, dar. 

Die inneren Kräfte des Flüssigkeitsstrahls werden durch die Re-Zahl bestimmt:   

          

   
            

    
 

Gleichung 2-3 

 

Die desintegrierende Wirkung der Kräfte wird nach Hinze [16] erst dann eindeutig definiert, 

wenn der Einfluss der Viskosität der Flüssigkeit mit einbezogen wird, was durch die Ohne-

sorge-Zahl (Oh) ausgedruckt werden kann: 
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Gleichung 2-4 

 

In diesem Ausdruck für die Oh-Zahl trägt die Laplace-Zahl (La) Rechnung für die viskosen 

und die zusammenhaltenden Kräfte der zu zerstäubenden Flüssigkeit.  

In Abhängigkeit davon, wie groß We und Oh bei einer Zerstäubung ausfallen, kann der Fort-

schritt der Zerstäubung bestimmt werden, wie Hsiang und Faeth [17] anhand Bild 2-1 zeigen. 

Es ist aus diesem Bild ersichtlich, dass wenn die Zerstäubungskräfte zu klein sind, gar keine 

Zerstäubung, sondern nur Deformation der Flüssigkeit stattfindet. Durch eine Erhöhung der 

We-Zahl werden verschiedene Modi durchlaufen – oszillierende Deformation, Abspaltung 

von groben Fragmenten und schließlich Einsetzen der sekundären Zerstäubung, das sogenann-

te „shear breakup“. Lefebvre [18] definiert diese Art von Zerstäubung derart, dass oberhalb 

einer kritischen We-Zahl ein Tropfen oder Ligament in weitere kleinere Tropfen zertrennt 

wird, d.h. die Sekundärzerstäubung wird von alleine aufrechterhalten.  

Die Aufteilung des Prozesses nach Primär- und Sekundärzerstäubung wird von Bayvel und 

Orzechowski [15] und Sojka [19] favorisiert. In den meisten technischen Anwendungen soll 

eine aus einer Düse ausströmende Flüssigkeit zerstäubt werden, wobei nach dieser Aufteilung 

die Primärzerstäubung unmittelbar nach dem Düsenaustritt stattfindet. Die Flüssigkeitsmenge 

wird zunächst in längliche Elemente, nämlich Ligamente, desintegriert.  

 

 
Bild 2-1: Zerstäubungsdiagramm nach Hsiang und Faeth [17] 
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Bild 2-2: Zur Vorstellung des Zerstäubungsprozesses nach Sojka [19] 

 

Durch die weitere Sprayausbreitung und Einwirken der zerstäubenden Kräfte zerfallen die 

Ligamente in Tropfen, d.h. die Sekundärzerstäubung findet statt, vorausgesetzt Wekrit ist über-

schritten.  

Diese deskriptive Sicht stellt allerdings eine Vereinfachung der realen Vorgänge dar, da beide 

Zerstäubungsarten meistens parallel vonstattengehen. Ein Spray besteht somit aus mehreren 

meistens heterogenen Fluidelementen, d.h. Tropfen unterschiedlicher Größe. Diesen Tropfen, 

die keineswegs ideal sphärisch sind, werden bei der Spraybeschreibung charakteristische 

Durchmesser zugeordnet. Insofern, durch die starke Inhomogenität der Elemente, eignet sich 

eine deterministische Betrachtung eines Sprays eher weniger und es werden daher statistische 

Methoden zur Spraybeschreibung herangezogen.  

Die für die Verbrennung relevante Spraycharakteristik beinhaltet Tropfengröße, Tropfenver-

teilung, Patternation, Spraykegelwinkel und Spraydurchdringung. Die letzten zwei Größen 

geben vor allem Aufschluss über die Platzierung des Sprays im Brennraum. Der Begriff Pat-

ternation veranschaulicht die Ungleichmäßigkeit der Brennstoffverteilung in Umfangsrich-

tung in einem konischen Spray. Eine schlechte Patternation bedeutet dabei eine ungleichmä-

ßige Verteilung.    

Für die Beschreibung der Tropfengröße wird am häufigsten der Sauter-Durchmesser (SMD) 

benutzt, dessen physikalischer Sinn sich wie folgt veranschaulichen lässt. Würde man das 

gesamte Volumen der Partikel einer Schüttung in gleichgroße Kugeln umformen, deren ge-

samte Oberfläche gleich der gesamten Oberfläche der Partikel ist, dann hätten all diese Ku-

geln den SMD als Durchmesser. Nach seiner Definition ist: 
          

http://de.wikipedia.org/wiki/Volumen
http://de.wikipedia.org/wiki/Oberfl%C3%A4che
http://de.wikipedia.org/wiki/Durchmesser
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Gleichung 2-5 

 

Daraus ist auch die Größe     analytisch ersichtlich, die den arithmetischen Mittelwert der 

Durchmesser einer Menge kugelförmiger Partikel unterschiedlicher Größe repräsentiert.     

Bei der integralen Tropfengrößenverteilung werden die massegewichteten Tropfengrößen 

(Grenzdurchmesser) betrachtet, die wie folgt definiert werden: 

 

- d10    10% der Tropfenmasse hat einen Durchmesser kleiner als d10 

- d50    50% der Tropfenmasse hat einen Durchmesser kleiner als d50, auch mittlerer 

Massendurchmesser (MMD) genannt 

- d90    90% der Tropfenmasse hat einen Durchmesser kleiner als d90. 

Bei Modellierung von Sprays wird heutzutage die Rosin-Rammler-Tropfenverteilung, ur-

sprünglich für Anwendung bei Pulversubstanzen von Rosin und Rammler [20] eingeführt, am 

häufigsten verwendet. Sie hat die Form  

      

           
 
 

Gleichung 2-6 

 

wo   der Volumenanteil von Tropfen mit einem Durchmesser kleiner als   ist und     Kon-

stanten sind. Die Konstante   repräsentiert die Breite der Tropfenverteilung im Spray, d.h. je 

höher   ist, desto uniformer der Spray ist. Wächst   gegen unendlich, würden alle Tropfen im 

Spray die gleiche Größe haben. Für die meisten technischen Einspritzsysteme wird ein Wer-

tebereich für diesen Parameter zwischen 2 und 4 angegeben [1]. 

 

 
Bild 2-3: Airblastzerstäubung 

 

Die für die Flüssigkeitszerstäubung notwendige Energie in einem Zweiphasengemisch kann 

vielfaltig bewerkstelligt werden. Im Motorenbau kommen Öldruckzerstäuber zur Anwendung, 

wobei die zu zerstäubende Flüssigkeit unter hohem Druck durch eine Bohrung (Düse) ge-

presst wird und die erreichte hohe Geschwindigkeit zum Zerfall des Flüssigkeitsfilms und zur 

Tropfenbildung im Brennraum führt. Dies wird dadurch begründet, dass im Verbrennungsmo-

tor keine kontinuierlich durchströmten Teile vorhanden sind und im Falle der direkten Brenn-
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stoffeinspritzung (Dieselverfahren) der Brennstoff in eine ruhende Luftumgebung eingespritzt 

wird. In sowohl stationären als auch Fluggasturbinen findet die sogenannte Luftzerstäubung 

Verwendung, deren Arbeitsprinzip im Bild 2-3 dargestellt ist. Der Zerfallsmechanismus dabei 

besteht aus folgenden Teilvorgängen: 

 

- Das flüssige Kerosin wird auf einen Filmleger innerhalb der Düse aufgebracht, 

- Der Flüssigkeitsfilm wird vom Luftstrom über Schubspannungen zum Rand des 

Filmlegers (Zerstäuberlippe) getrieben,  

- Nach Verlassen des Filmlegers unterliegt der Film der Primär- und der Sekundär-

zerstäubung. 

Der prinzipielle Unterschied zu einem Druckzerstäuber besteht darin, dass nicht die Flüssig-

keit, sondern die Luft sich mit hoher Geschwindigkeit bewegt, wodurch die zur Zerstäubung 

notwendige Differenzgeschwindigkeit      bereitgestellt wird. Da der normierte Druckverlust 

(pPre-pBK)/pPre, in der weiteren Darstellung als p/p bezeichnet, über den gesamten Lastbe-

reich nahezu unverändert ist, ändert sich der absolute Druckverlust mit dem Druck am Ver-

dichteraustritt. Die Qualität der Brennstoffaufbereitung verbessert sich mit steigender Last, da 

der absolute Druckverlust die Ursache für die Zerstäubung des Brennstoffs darstellt. 

Die erste experimentelle Studie über Luftzerstäubung geht auf das Jahr 1939 zurück und wur-

de von Nukiyama und Tanasawa [21] durchgeführt. Flüssigkeiten mit Eigenschaften in fol-

genden Bereichen wurden dabei untersucht: 

 
Tabelle 2-1: Flüssigkeitseigenschaften bei der Untersuchung von [21] 

Dynamische Viskosität 0,001-0,050 kg/(m s) 

Oberflächenspannung 0,019-0,073 kg/s
2
 

Dichte 700-1200 kg/m
3
 

 

Als Ergebnis dieser Studie konnte die empirische Korrelation   

    

    
     

    
  

 

    
 

   

     
    
 

     
 

     

  
     

   
 

   

 
Gleichung 2-7 

 

hergeleitet werden. Diese Beziehung wäre dimensional korrekt, wenn ein Zusatzterm mit der 

Dimension (L)
0,5

 berücksichtigt wäre, so wie z.B. der Düsenaustrittsdurchmesser. Nach den 

Autoren besteht keine Abhängigkeit der Tropfengröße vom Düsenaustrittsdurchmesser, somit 

wäre diese Vereinfachung gerechtfertigt. 

Weiss und Worsham [22] bestätigen im Ergebnis ihrer experimentellen Untersuchung flüssi-

ger Strahlen in Luftströmung die Abhängigkeit des SMD von     :   

   

    
    
       

         
    

  
         

     
Gleichung 2-8 

 

Ähnliches wurde von Wetzel und Marshall [23] beobachtet, die Zerstäubung von Metall-

schmelzen untersucht haben und folgende Beziehung für den mittleren Massendurchmesser 

angeben: 
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Gleichung 2-9 

 

Interessant für die vorliegende Arbeit sind allerdings experimentelle Studien des Zerstäu-

bungsverhaltens des Kerosins. Seine Handhabung ist aufgrund seiner Eigenschaften restriktiv 

und stellt eine Schwierigkeit bei der Vermessung seines Spraybildungsvermögens dar. Dieser 

flüssige Brennstoff findet Anwendung in der Luftfahrt, wovon 4 Typen (Jet A-1, Jet A, Avtur, 

JP-8, JP-5) unterschieden werden. Ihre Anwendung ist zweckbestimmt (zivile Luftfahrt, Mili-

tär, Einsatz auf Flugzeugträgern, etc.). Der Brennstoff vom Typ Jet A-1 ist am weitesten ver-

breitet und wird auch in der gegenwärtigen Untersuchung verwendet, folglich beziehen sich 

alle Angaben darauf.  

Nach Guéret [24] bestehen Kerosine aus Kohlenwasserstoffen mit 5 bis 17 Kohlenwasser-

stoffatomen, die sich im Wesentlichen drei großen Klassen zuordnen lassen: 

 

- Alkane (d.h. Paraffine, gesättigte Kohlenwasserstoffe ohne Ringstruktur), 

- Cycloalkane (d.h. Cycloparaffine, gesättigte Kohlenwasserstoffe mit Ringstruktur), 

- Aromaten (d.h. Kohlenwasserstoffe mit einem oder mehreren Benzolringen). 

Sie sind farblose Mischungen relativ schwerflüchtiger Rohölkomponenten mit einem Siedebe-

reich von etwa 150 °C bis 300 °C und einer Dichte bei Raumtemperatur um 800 kg/m
3
. In 

seiner Arbeit bezieht sich Rachner [25] auf unterschiedliche Quellen und gibt u.a. folgende 

Stoffwerte an:  

 
Tabelle 2-2: Stoffwerte für Kerosin 

Summenformel CXHY X=12, Y=23 Nguyen und Ying [26] 

Mittlere Molmasse MJetA 167,31462 [kg/kmol] Faith et al. [27], Gauthier et al. [28] 

Stöchiometrischer Luftbedarf Sstoch 14,669 [kgLuft/kgBrennstoff] Rachner [25] 

Unterer Heizwert Hu 43,26 10
6
 [J/kg] Rachner [25] 

Verdampfungsenthalpie r(T) 33339,03  (684,26-T)
0,38

 Gracia-Salcedo et al. [29] 

Oberflächenspannung σ(T) 1,550388 10
-5  (684,26-T)

1,222222
 Spadaccini und TeVelde [30] 

Brechungsindex n(23°C)Kerosin 1,451 Drallmeier und Peters [31] 

 

Lefebvre und Miller [32] haben intensiv Kerosin- und Wasserzerstäubung durch Luftzerstäu-

berdüsen untersucht. Dabei sind sie zu den folgenden qualitativen Schlussfolgerungen ge-

kommen: 

 

- Erhöhte Luftgeschwindigkeit verbessert die Zerstäubungsqualität, 

- Variation von ALR (Luft-Flüssigkeitsverhältnis) im Bereich 3,0 – 9,0 hat wenig 

Einfluss auf die Zerstäubungsqualität, 

- Minimale Tropfengröße wird dann erreicht, wenn maximaler Kontakt zwischen 

Luftströmung und Tropfen existiert, 

- Es ist insbesondere wichtig, dass der Flüssigkeitsfilm nach Verlassen der Zerstäu-

berlippe beidseitig einer hohen Luftgeschwindigkeit ausgesetzt ist, 

- Die Dicke des Flüssigkeitsfilms an der Zerstäuberlippe hat großen Einfluss auf die 

Tropfengröße. 

Diese Ergebnisse begründen auch das gegenwärtige Design der Luftzerstäuberdüse, bei der 

die Verbrennungsluft beidseitig den Kerosinfilm durch den Primär- und Sekundärluftmassen-
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strom umfließt und eine möglichst feine Tropfenbildung antizipiert wird. Ein minimales Maß 

bezüglich der Stärke der Zerstäubungslippe wird aus diesen Gründen auch realisiert. 

 

2.1.2. Verdampfung des flüssigen Brennstoffs 

 

Die Betrachtung der Tropfenverdampfung basiert auf der Modellvorstellung der Massen- und 

Wärmebilanz um eine Kugel, die sich im isobaren Luftstrom befindet. Es können bei der Ver-

dampfung zeitlich zwei Phasen unterschieden werden – „früh“ und „später“, wobei das radiale 

Temperaturprofil und das radiale Profil des Kerosindampfanteils anhand Bild 2-4 dargestellt 

sind. Die erste Phase ist instationär, die Temperatur steigt aufgrund der von außen zugeführ-

ten Wärme vom Tropfeninneren zum Rand. Der Kerosindampfanteil an der Oberfläche des 

Tropfens steigt ebenfalls bis die Sättigung         erreicht wird. Bis zu diesem Moment kann 

nur von Verdunstung gesprochen werden, die sich nach dem jeweiligen Kerosindampfanteil 

am Sphärenrand einstellt.  

 
Bild 2-4: Transienter Verdampfungsvorgang an der Oberfläche eines Kerosintropfens [33] 

 

                                      
    
  

 

  
        

               
   

  

  

   
    
     

  

     

       

        

 
        

           
      

       
         

  

Gleichung 2-10 

 

Unmittelbar nach der ersten Phase tritt die zweite stationäre Phase ein, wobei der zufließende 

Wärmestrom dem Enthalpiestrom der Verdampfung gleicht. Für den in diesem Fall konstan-

ten  Kerosindampfanteil         an der Oberfläche lässt sich nach der Wärmebilanz unter Be-

rücksichtigung der Konvektion und Diffusion die Abhängigkeit des abdampfenden Massen-

stroms          vom Tropfenradius    nach [33] gemäß Gleichung 2-10 darstellen. Unter An-
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nahme gleicher Wärme- und Stoffdiffusion (   
  

     
  ) und Berücksichtigung der Bedin-

gung 

 

              
 

  
 
      

 

 
  

Gleichung 2-11 

 

lässt sich das d
2
-Gesetz der Tropfenverdampfung unter stark idealisierten Bedingungen kon-

stanter Verdampfungsrate und konstanten Kerosindampfanteils         an der Tropfenoberflä-

che formulieren [34]: 

 

 

  
   

    
   

      
     

       
         

  
Gleichung 2-12 

 

Seine Essenz veranschaulicht, dass die Verkleinerung eines Tropfens infolge des Zerstäu-

bungsprozesses quadratische Auswirkung auf die Zeit der Verdampfung hat.  

Ballal und Lefebvre [14], [35] geben empirische Korrelationen für die Verdampfungszeit      

eines Tropfens in monodispersen und in polydispersen Sprays. In diesen Korrelationen ist die 

Zeit eine Funktion von den thermophysischen Eigenschaften des Flüssigkerosins und des Ke-

rosindampfes, von der Turbulenz der Luftströmung, von SMD der Tropfengrößenverteilung 

und von der Breite der Tropfengrößenverteilung. Die Autoren geben eine Proportionalität in 

der Form 

 

       
 

 Gleichung 2-13 

 

wo   einen maximalen Wert von 2 für ruhende Umgebung und einen minimalen Wert von 1,5 

für hochturbulente Bewegung annimmt. Desweiteren wird eine geringe Abhängigkeit mit dem 

Umgebungsdruck festgestellt. 

 

2.2. Turbulenztheorie 

 

In den technischen Anwendungen und speziell bei der Gasturbinenverbrennung überwiegen 

die turbulenten Strömungen aufgrund ihrer Eigenschaften, somit wird hier ihre Charakterisie-

rung dargestellt. Dadurch soll auch ihre Wichtigkeit bezüglich der Mischung und Flammen-

stabilisierung hervorgehoben werden.  

In der Strömungsmechanik wird zwischen laminaren und turbulenten Strömungszuständen 

unterschieden. Die ersteren zeichnen sich durch eine in Strömungsrichtung geordnete, paralle-

le Strömungsstruktur aus, woher auch der Name dieser Strömungen resultiert (lat. lamina). 

Die zweite Strömungsart wird durch chaotische Wirbel von unterschiedlicher Größe in allen 

Richtungen charakterisiert und setzt ein, wenn der Strömungsdurchsatz erhöht wird. Während 

bei den laminaren Strömungen der Impulsaustausch senkrecht zu den Strömungsbahnen nur 

von der Fluidviskosität bedingt wird, tritt bei turbulenten Strömungen ein weitaus intensiverer 

Impulstransport ein. Reynolds [36] erkannte 1895, dass das Verhältnis von geschwindigkeits-

proportionalen Massenträgheitskräften zu fluidspezifischen Reibungskräften in einer Strö-

mung maßgebend für die Änderung des Strömungszustandes ist. Dieses Verhältnis wird als 
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Reynoldszahl (Re-Zahl) in der dimensionslosen Form aufgefasst (Gleichung 2-14), wo 

     und       charakteristische Geschwindigkeit und Längendimension der Strömung und ν 

die kinematische Viskosität des Fluiden darstellen.  

 

 

Bei Erhöhung der Re-Zahl überwiegen die Massenträgheitskräfte im Zähler und bei Überstei-

gen eines kritischen Wertes (2320 für eine Rohrströmung mit Kreisquerschnitt nach der Aus-

führung im Dubbel [37]) erfolgt ein Strömungsumschlag von laminar zu turbulent.   

Die turbulente Strömung kann nicht deterministisch, sondern nur statistisch beschrieben wer-

den, weil sie eine Vielzahl von Wirbeln unterschiedlicher Größe, die nicht separat erfasst 

werden können, beinhaltet. Für die Veranschaulichung einiger statistischer Größen wird zu-

nächst eine eindimensionale reagierende Strömung betrachtet, die durch die Geschwindigkeit 

        beschrieben werden kann. Gemäß der Reynoldszerlegung [38] lässt sich der momen-

tane Wert der ortsfesten Geschwindigkeit durch einen Mittelwert und durch eine Schwan-

kungsgröße darstellen: 

 

                    Gleichung 2-15 

 

Analog zu Gleichung 2-15 setzen sich die momentanen Werte der Temperatur und des Mas-

senanteils aus einem zeitlichen Mittelwert und aus einem Schwankungswert zusammen, wo-

raus Dichteschwankungen resultieren: 

 

                                            

                    

Gleichung 2-16 

 

An einem beliebigen Ortspunkt   ist der Mittelwert      gleich dem zeitlich gemittelten Wert 

der momentanen Geschwindigkeit im Zeitintervall 0<t<T und als statistisches Moment erster 

Ordnung definiert: 

 

     
 

 
        

 

 

   
Gleichung 2-17 

  

Der Mittelwert der Schwankungsgeschwindigkeit verschwindet definitionsgemäß, gleichwohl 

sind statistische Momente dieser Größe höherer Ordnung, d.h. n ≥ 2, von Bedeutung für die 

statistische Beschreibung und können wie folgt zusammengefasst werden: 

 

                
 

 
    

      

 

 

   
Gleichung 2-18 

 

                         
 

 
          

 

 

   
Gleichung 2-19 

   
           

 
 

Gleichung 2-14 
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Für n=2 kann die Standardabweichung berechnet werden, die ein Maß für die Breite der sta-

tistischen Verteilung darstellt. In der Turbulenztheorie wird der Begriff RMS-Wert (Root-

Mean-Square) verwendet und stellt Quadratwurzel der Standardabweichung dar. 

Es existieren auch Momente höherer Ordnung, z.B. für n=3 (Symmetrie der Geschwindig-

keitsverteilung), n=4 (Flachheit der Geschwindigkeitsverteilung). In der Statistik beschreiben 

Momente mit ungeraden Exponenten die Symmetrieeigenschaften, während solche mit gera-

den Exponenten die Breite einer Verteilung charakterisieren. Diese Überlegungen beziehen 

sich auch auf die oben erwähnten Temperatur- und Massenanteilsschwankungen. 

Zierep [39] geht auf die Korrelationen der Schwankungsgeschwindigkeiten, die sogenannten 

turbulenten Scheinspannungen, durch Betrachtung die Impulskraft einer zweidimensionalen 

kalten Strömung (dargestellt im Bild 2-5), ein. Die Hauptströmung hat nur in x-Richtung eine 

Komponente; die Schwankungsgeschwindigkeiten in x- und in y-Richtung sind entsprechend 

   und   . Im oberen Teil des Bildes steht die Kontrollfläche senkrecht zu der Hauptströmung 

und die Impulskraft kann angegeben werden als:  

                       

                    
Gleichung 2-20 

 
Bild 2-5: Turbulente Scheinspannungen nach Zierep [39] 

 

Die momentane Normalspannung nimmt folglich die Form an:  

              

  

  
     

Gleichung 2-21 

 

Wird das zeitliche Mittel dieser Normalspannung mit Berücksichtigung der Reynolds-

Zerlegung berechnet, wie anhand Gleichung 2-22 dargestellt,     

     

    
 

 
        

 

 

                                 
Gleichung 2-22 

 

ist es ersichtlich, dass durch die Schwankungsgröße ein zusätzlicher Anteil der Normalspan-

nung entsteht, nämlich die turbulente Normalspannung      . 

Steht die Kontrollfläche parallel zu der Strömung (unteres Bildteil), ist die Impulskraft als
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Gleichung 2-23 

 

angegeben und die momentane Schubspannung nimmt folgende Form an:  

                

  

  
     

Gleichung 2-24 

 

Die Berechnung des zeitlichen Mittels dieser Schubspannung führt zu der Erkenntnis, dass sie 

nur von den beiden Schwankungsgeschwindigkeiten abhängt gemäß:  

 

Nach dieser Darstellung entsteht eine Schubspannung in der Ebene nur dann, wenn sich 

Fluidelemente in die negative y-Richtung durch die Ebene bewegen, wodurch diese Schub-

spannung positiv in x-Richtung ausfällt. Demnach wird die scheinbare Schubspannung defi-

niert als  

                    

          
Gleichung 2-26 

 

Wird diese Betrachtung auf eine dreidimensionale Strömung angewandt, lassen sich die 

Spannungen in einer Matrix darstellen, die als turbulenter Spannungstensor bezeichnet wird.  

 

       
           

           

           

  
Gleichung 2-27 

 

Dieser dreidimensionale Spannungszustand charakterisiert sich durch die Normalspannungen, 

d.h. die Diagonalelemente der Matrix, sowie durch die restlichen Schubspannungen. Aus den 

Momentengleichgewichtsbedingungen um die Achsen folgt nach dem Satz der zugeordneten 

Schubspannungen, dass                              , d.h. zur vollständigen Be-

schreibung dieses Spannungszustandes sind drei Normalspannungen und drei Schubspannun-

gen erforderlich. Es kann gezeigt werden, dass im dreiachsigen Spannungszustand stets ein 

Hauptachsensystem mit drei senkrecht aufeinander stehenden Achsen existiert, so dass der 

Spannungszustand auf drei Hauptnormalspannungen reduziert werden kann und sämtliche 

Nichtdiagonalelemente des Spannungstensors verschwinden. Dieser Sachverhalt lässt sich als 

ein Spannungsellipsoid [8] im Raum beschreiben, dessen Halbachsen die Normalspannungen 

repräsentieren. Die Spur des turbulenten Spannungstensors 

  

                     

  
 

 
              

Gleichung 2-28 

 

veranschaulicht die massespezifische kinetische Energie der Turbulenz, die skalar und trans-

formationsinvariant ist. Durch die Normierung der turbulenten kinetischen Energie mit einer 

                    
Gleichung 2-25 
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charakteristischen Geschwindigkeit der Strömung lässt sich der Turbulenzgrad definieren, der 

die Intensität der Schwankungsbewegung veranschaulicht: 

     

   
     

     
 

Gleichung 2-29 

 

Die Kenntnis des turbulenten Spannungstensors ermöglicht das Herleiten der gemittelten Be-

wegungsgleichungen, die in Zylinderkoordinaten in Hinblick auf die in dieser Arbeit unter-

suchten axialsymmetrischen (
 

  
  ), stationären (

 

  
  ) Strömungen angegeben werden, s. 

Schlichting [40]. Unter diesen Bedingungen und zusätzlich unter der Annahme der Inkomp-

ressibilität (       ) werden die Massenerhaltungs- und die Impulsgleichungen in den drei 

Richtungen aufgestellt: 

 

Massenerhaltungsgleichung: 

  

  
 
  

  
 
 

 
   

Gleichung 2-30 

 

Axialer Impulstransport: 

 
  

  
  

  

  
  

 

 

  

  
 
 

 
 
 

  
      

 

 

 

  
        

Gleichung 2-31 

 

Radialer Impulstransport: 

 
  

  
  

  

  
 
  

 
  

 

 

  

  
 
 

 
 
 

  
      

 

 

 

  
       

   

 
  

Gleichung 2-32 

 

Tangentialer Impulstransport: 

 
  

  
  

  

  
 
  

 
 
 

 
 
 

  
      

 

  
 

  
         

Gleichung 2-33 

 

Der in den Impulserhaltungsgleichungen auftretende effektive Spannungstensor    besteht 

infolge der Reynoldszerlegung der Geschwindigkeitskomponenten als Summe der Korrelatio-

nen der Geschwindigkeitsschwankungen und der viskosen Spannungen: 

 

     

         
         
         

  

                                 
   

   
 
   
   

  
 

 

   
   

     

Gleichung 2-34 

 

Der viskose Spannungstensor entsteht nach dem Ansatz von Stokes [41] aus der Proportiona-

lität zwischen der Deformationsmatrix und dem Spannungstensor mit der dynamischen lami-

naren Viskosität      als Proportionalitätsfaktor. Der subtraktive Term in der viskosen Span-

nung berücksichtigt eine isotrope Deformation. Sie resultiert aus der Überlegung, dass eine 

reversible, sphärisch konzentrische Kompression nur durch den statischen Druck bewirkt 

werden kann, der separat in den Impulsbilanzgleichungen berücksichtigt worden ist. Insofern 

ist nur der anisotrope Teil der Deformationsmatrix für Impulstransport verantwortlich. Es 
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entsteht dadurch ein unbestimmtes Gleichungssystem aus vier Gleichungen (Gleichung 2-30 - 

Gleichung 2-33) mit zehn Unbekannten, nämlich die drei mittleren Geschwindigkeiten, die 

sechs Korrelationen der Geschwindigkeitsschwankungen und der statische Druck. Für die 

Lösung dieses Gleichungssystems müssen Annahmen in Bezug auf die turbulenten Schub-

spannungen gemacht werden. Solche Annahmen werden als Schließungsansätze oder Turbu-

lenzmodelle bezeichnet und haben rein theoretischen Charakter. Bei der Turbulenzforschung 

sind daher durch Feldgeschwindigkeitsmessungen gewonnene Messdaten der turbulenten 

Schubspannungen als Input für eine Strömungssimulation und Modellvalidierung von heraus-

ragender Bedeutung.    

Die Schließungsansätze basieren auf die Boussinesq-Hypothese [42] und haben als Ziel die 

Eliminierung der unbekannten turbulenten Schubspannungen und somit die Ermöglichung 

einer numerischen Lösung der gemittelten Bewegungsgleichungen. Wesentlicher Punkt dieser 

Theorie ist die Modellierung einer turbulenten Viskosität   , die in Verallgemeinerung der 

Viskositätstheorie von Stokes, für turbulente Strömungen eingeführt wird:  

 

                   
   

   
 
   
   

  
 

 

 

  
      

Gleichung 2-35 

 

Einsetzen in Gleichung 2-34 liefert anschließend folgenden Ausdruck, 

 

        
   

   
 
   
   

  
 

 

 

  
            

   

   
 
   
   

  
 

 

   
   

     
Gleichung 2-36 

 

wobei für hohe Re-Zahlen die laminare Viskosität in Gleichung 2-36 vernachlässigt werden 

kann. Die Auflösung der Gleichung 2-36 führt somit zu der Darstellung der turbulenten Span-

nungen, worin nur die turbulente Viskosität eine Unbekannte ist. 

 

       
   

   
 
   
   

  
 

 
      

Gleichung 2-37 

 

Ist die laminare Viskosität eine reine Stoffgröße, hängt die turbulente Viskosität von der Tur-

bulenzintensität der Strömung ab, weist eine örtliche Abhängigkeit auf und ist somit keine 

Konstante. Für die Lösung des Gleichungssystems muss folglich die turbulente Viskosität 

modelliert werden und die Anzahl der Unbekannten reduziert sich, allerdings nur unter Be-

rücksichtigung isotroper Turbulenz. Diese Theorie gewinnt eine physikalische Bedeutung erst 

im Vergleich mit der kinetischen Gastheorie und dem Mischungswegansatz nach Prandtl, dass 

von ihm 1925 [43] veröffentlicht und neulich von verschiedenen Autoren beschrieben worden 

ist, wie z.B. [44], [8], [45]. Gleichwohl stellt die isotrope Betrachtung der Turbulenz dabei 

eine Schwachstelle dar. 

Die Turbulenz zeichnet sich nicht nur durch Impulstransport, sondern auch durch im selben 

Maße intensivierte Wärme- und Stoffaustausch aus. Für die Beschreibung von Strömungen 

mit Reaktion kommen zusätzliche Terme für Produktion und Verbrauch an Spezies, bzw. 

Reaktionswärme hinzu. Analog zu den oben dargestellten turbulenten Spannungen kann der 

turbulente Energietransport in der Energiegleichung durch die Temperatur-

Geschwindigkeitsschwankungen,  
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Gleichung 2-38 

 

sowie der turbulente Stofftransportstrom durch Massenanteil - Geschwindigkeitsschwankun-

gen 

 

           
  

Gleichung 2-39 

 

ausgedrückt werden. Sowohl der turbulente Energie- als auch der turbulente Massendiffusi-

onsstrom sind Vektorgrößen und somit richtungsabhängig. Nach dem Boussinesq - Ansatz 

lassen sich die Temperatur - Geschwindigkeitskorrelation sowie die Massenanteil - Ge-

schwindigkeitskorrelation mit den Gradienten der Temperatur bzw. des Massenanteils ver-

knüpfen, wie hier exemplarisch in die x-Richtung dargestellt wird: 

 

    
    

  

  
             

   
    

  

  
    

Gleichung 2-40 

 

Die Proportionalitätsfaktoren    und    , die turbulente Temperaturleitzahl und der turbulente 

Diffusionskoeffizient, sind um Größenordnungen höher als die entsprechenden laminaren 

Stoffwerte und gleichzeitig strömungsabhängige Feldgrößen. Sie sind mit der turbulenten 

Viskosität über die turbulente Prandtl-  bzw. Schmidt-Zahl verknüpft:  

 

    
  
  
       

  
  

 Gleichung 2-41 

 

Hellat [46] gibt einen experimentell ermittelten Wertebereich dieser Größen bei Gasen zwi-

schen 0,6 und 1,4. Modellrechnungen gehen oft von           aus. 

Die wesentliche Erhöhung von Impuls-, Wärme- und Stofftransport ist auf die intensivierte 

Zusammenwirkung zwischen den Fluidschichten bei einer turbulenten Strömung zurückzu-

führen. Diese Zusammenwirkung äußert sich in wirbelartigen Strukturen unterschiedlicher 

Abmessung und Geschwindigkeit aus. Richardson [47] führte dabei das Konzept der Turbu-

lenzkaskade ein, wonach die in den Geschwindigkeitsfluktuationen enthaltene kinetische 

Energie (s. Gleichung 2-28) stufenweise auf Wirbel immer kleinerer Abmessungen übertragen 

wird. Am Ende der Turbulenzkaskade befinden sich die kleinsten Kolmogorov- Wirbel [48], 

die mit den entsprechenden Längenmaß   , Geschwindigkeitsmaß    und Zeitmaß    charak-

terisiert werden. Bei diesen kleinsten Wirbeln bilden sich aufgrund hoher Geschwindigkeits-

gradienten und der Auswirkung der laminaren Viskosität ausreichend hohe Scherspannungen 

aus, so dass die kinetische bzw. Rotationsenergie dissipiert wird. Die Dissipationsrate   ist 

dabei die Leistung, mit der die kinetische Energie in Wärme des Fluiden umgewandelt wird. 

Aus der Dimensionsanalyse können die charakteristischen Größen dieser kleinsten Wirbel-

klasse durch die Dissipationsrate   und die kinematische Viskosität   gemäß  

 

    
  

 
 

 
 

         
 
       

 

 
 

 
 
 

Gleichung 2-42 
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ausgedrückt werden und als konsequenter Schluss sich für diesen Bereich die Forderung 

Re=1 ergibt.  

Die Geschwindigkeitsfluktuationen stellen somit die größte und energieträchtigste Wirbel-

klasse dar, die Energie von der Hauptströmung bezieht und sich mit dem Makrolängenmaß    

charakterisieren lässt. Diese Tatsache äußert sich in den Proportionalitäten          und 

    . Gleichwohl wird das turbulente Zeitmaß    aus dem Makrolängenmaß und der 

Schwankungsgeschwindigkeit abgeleitet.  

Im energetischen Transfergleichgewicht steht die Turbulenzproduktion P durch die Haupt-

strömung mit der Energiedissipation der kleinsten Wirbel im Gleichgewicht, so dass sich der 

Energietransfer über die Geschwindigkeits- und Längenmaße in der gesamten Turbulenzkas-

kade veranschaulichen lässt: 

 

  
  

 

  
 
  
 

  
   

Gleichung 2-43 

 

Als Maß für die Erstreckung der Turbulenzkaskade wird die turbulente Reynoldszahl 

    
    

 
 herangezogen, folglich können die Verhältnisse der kleinsten Kolmogorov-Skalen 

zu den größten energietragenden Skalen unter Berücksichtigung von Gleichung 2-42 und 

Gleichung 2-43 dargestellt als: 

 

         
                  

                     
     

Gleichung 2-44 

 

Ist    >100, d.h. liegt eine vollturbulente Strömung vor, kommt es nach Pope [49] innerhalb 

der Turbulenzkaskade zur Ausbildung des sogenannten Inertialbereichs, der sich zwischen 

beiden Skalen der größten und der kleinsten Wirbel befindet. Nach der zweiten Ähnlichkeits-

hypothese von Kolmogorov [48] können die charakteristischen Geschwindigkeits- und Zeit-

skalen im Inertialbereich durch den Energietransfer und den entsprechenden Längenmaß L 

dargestellt werden, so dass die Viskosität keine Rolle in diesem Bereich spielt. 

 

                     
   

         
    

                       
   

         
    

Gleichung 2-45 

 

Es ist charakteristisch für diesen Inertialbereich, dass dort Energie weder von der Hauptströ-

mung bezogen wird, noch infolge der viskosen Kräfte dissipiert wird. Es findet lediglich 

Energietransfer von den größeren zu den kleineren Wirbeln statt. 

 

2.3. Charakterisierung der Vormischflammen 

 

Steht ein auf molekularer Ebene brennbares gasförmiges Gemisch zur Verfügung, kann der 

Verbrennungsprozess nach der Theorie der Vormischflammen betrachtet werden, worüber 

hier eine kurze Beschreibung und Begriffsklärung abgegeben wird. Als charakteristische Grö-

ße einer Vormischflamme wird die Flammengeschwindigkeit  , d.h. die Geschwindigkeit, mit 

der sich die Flammenfront in einem Gemisch ausbreitet, herangezogen. Für den Fall der Ver-

brennung laminar strömender Gemische ist die Gleichheit der Flammengeschwindigkeit und 
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der Anströmgeschwindigkeit notwendige Bedingung für eine ortsfeste Flamme, d.h. Slam=UEin 

[4], [5], [50]. Dies ist der Ausgangspunkt für das Herleiten einer Beziehung für die laminare 

Flammengeschwindigkeit Slam unter vereinfachten Bedingungen, d.h. konstante Gaseigen-

schaften und vollständige Oxidierung des Brennstoffs über die Flammenzone.  

Anhand Bild 2-6 ist der linearisierte Verlauf der Temperatur des Gases  in der sehr dünnen 

(ca. 1 mm) eindimensionalen Flammenzone δ einer Vormischflamme dargestellt. Diese teilt 

sich in eine Vorwärmezone δPre und eine Reaktionszone δReak ein, wobei der Hauptanteil der 

Wärmefreisetzung auf die letztere entfällt. 

 
Bild 2-6: Zur laminaren Flammengeschwindigkeit nach Zarzalis [33], Turns [5] 

 

Das Gemisch tritt in die Flammenzone mit der Geschwindigkeit UEin und der Temperatur TEin 

ein und wärmt sich anschließend durch Wärmeleitung von der Reaktionszone auf die Zünd-

temperatur Tzünd auf, wodurch die Reaktion eingeleitet wird. Durch die Wärmefreisetzung 

erhöht sich die Temperatur der Produkte auf die adiabatische Verbrennungstemperatur Tad. 

Aus Kontinuitätsgründen ist die Massenstromdichte    konstant entlang der Längskoordina-

te. Es folgt aus der Integration der Wärmebilanz über die Vorwärmezone: 

 

 

Durch die Annahme gleicher Temperaturgradienten, d.h. 
          

    
 

         

     
 in den beiden 

Zonen, lässt sich die Dicke der Reaktionszone bestimmen:     

 

 

 

                        
          

    
 

      
 

          
 

 

    
 

Gleichung 2-46 
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Aus Gleichung 2-46 und Gleichung 2-47 folgt der Ausdruck für die Dicke der Flammenzone: 

 

 

Die Wärmebilanz über die komplette Flammenzone   liefert unter Berücksichtigung der mitt-

leren volumenspezifischen Brennstoffabbaurate     
   : 

 

 

Turns [5], Zarzalis [50] definieren    als: 

 

 

Somit folgt für die laminare Flammengeschwindigkeit aus Gleichung 2-48, Gleichung 2-49, 

Gleichung 2-50: 

 

 

Das Minuszeichen auf der rechten Seite korrespondiert mit dem negativen Wert des      
   , da 

der Brennstoff konsumiert wird. Es ist auch ersichtlich, dass die laminare Flammengeschwin-

digkeit eine Stoffgröße ist, die zunächst vom Druck, von der Temperatur und der Zusammen-

setzung des unverbrannten Gemisches abhängt. Egolfopoulos et al. [51] ermitteln experimen-

tell die Abhängigkeit dieser Größe von der Brennstoffzahl  anhand eines atmosphärischen 

Methan-Luft-Gemisches mit 300 K Vorwärmetemperatur, die im Bild 2-7 dargestellt ist. Es 

wird deutlich, dass das Maximum der Flammengeschwindigkeit in der Nähe der stöchiometri-

schen Gemischzusammensetzung im fetten Bereich auftritt und etwa 40 cm/s beträgt. Dieses 

Ergebnis wird auch von Peters [52] insbesondere bezüglich des Maximalwertes bestätigt, was 

Bild 2-8 veranschaulicht. In dieser Darstellung fällt das Maximum mit etwa 40 cm/s gleich 

groß wie bei den Untersuchungen von Egolfopoulos aus und ein ähnlicher Abfall des Verlaufs 

über   ist erkennbar. 

 

 

 
         

     
                        

       
 

    
 
         
          

 

 

Gleichung 2-47 

             
 

    
  
         
          

    

   
 

    
 
        
          

 

Gleichung 2-48 

                                  
    

Gleichung 2-49 

                          
Gleichung 2-50  

                       
    
   

    
 
        
          

 
Gleichung 2-51 
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Bild 2-7: Zur laminaren Flammengeschwindigkeit der Methanverbrennung nach Egolfopoulos [51] 

 

 

 
Bild 2-8: Zur laminaren Flammengeschwindigkeit der Methanverbrennung nach Peters [52] 

 

Warnatz, Maas und Dibble [10] betrachten diesen Sachverhalt ebenfalls und geben eine Ab-

hängigkeit der Slam  von der Vorwärmetemperatur des stöchiometrischen Methan-Luft Gemi-

sches an, die exponentiell verläuft, s. Bild 2-9. 
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Bild 2-9: Laminare Flammengeschwindigkeit des stöchiometrischen Methan-Luft Gemisches über Vor-

wärmetemperatur des Gemisches, Warnatz, Maas und Dibble [10] 

 

 
Bild 2-10: Zur laminaren Flammengeschwindigkeit von n-Dekan- und n-Dodekan-Mischungen in Luft, 

Kumar et al. [53] 

 

Kumar et al. [53], [54] haben Flammen, befeuert durch n-Dekan, n-Dodekan und Kerosin 

untersucht und die Abhängigkeit der laminaren Flammengeschwindigkeit des Gemisches vom 

Luft-Brennstoffverhältnis angegeben, was in Bild 2-10 und Bild 2-11 dargestellt ist. Es ist 

ersichtlich, dass in diesem Fall die maximale laminare Flammengeschwindigkeit ebenfalls in 

der Nähe der stöchiometrischen Gemischzusammensetzung auftritt und dass die n-Dekan Mi-

schungen über den untersuchten Temperaturbereich gut die Flammeneigenschaften des Kero-

sins wiedergeben. Der Vergleich zu den Ergebnissen bezüglich der Methanverbrennung lässt 

die Schlussfolgerung zu, dass die laminare Flammengeschwindigkeit von n-Dekan, bzw. Ke-

rosin mit Maximalwerten von ca. 60 cm/s höher liegt als diese von Methan. 
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Bild 2-11: Zur laminaren Flammengeschwindigkeit von Kerosinmischung, n-Dekan-Mischung, Kumar et 

al. [54] 

 

Im Vorgriff der Untersuchungssystematik und der Bedeutung der laminaren Flammenge-

schwindigkeit für die gegenwärtige Arbeit ist die Kenntnis der Charakteristik der laminaren 

Flammengeschwindigkeiten von sowohl Methan als auch Kerosin über die Luftzahl bei einer 

Vorwärmetemperatur von 540 K erforderlich. Somit wurden die Verläufe  für Methan- sowie 

n-Decan-Mischungen in Luft bei einer Vorwärmetemperatur von 540 K durch Simulation 

ermittelt, die bei der Auswertung der Ergebnisse in der vorliegenden Arbeit herangezogen 

werden. Es wurden dabei Rechnungen einer planaren, laminaren und somit eindimensionalen 

Flamme mit dem Open Source Code Cantera [55] gemacht, die die Transportvorgänge von 

spezifischem Impuls, Energie und Spezies sowie die Kontinuitätsgleichung und die Zustands-

gleichung berücksichtigen. Die Rechnungen wurden über eine Reihe Luft-

Brennstoffverhältnisse im mageren Bereich durchgeführt, wobei sich die laminare Flammen-

geschwindigkeit als die Flammenfortpflanzungsgeschwindigkeit ergibt. Die Bildungsge-

schwindigkeit von Spezies wurde durch die Reaktionskinetik bestimmt, die im Fall von Me-

than durch GRI-MECH 3.0 [56] und im Fall von n-Decan durch den Warnatz-Mechanismus 

[57] vorgegeben ist.  

Im Bild 2-12 sind zunächst der simulative Verlauf der laminaren Flammengeschwindigkeit 

der Methan-Luft-Mischung über das Luft-Brennstoffverhältnis bei 540 K Vorwärmetempera-

tur, sowie die Gleichung der polynomialen Approximation dieses Verlaufs dargestellt. Des-

weiteren sind die experimentellen Ergebnisse von Egolfopoulos [51] bei 300 K Vorwärme-

temperatur sichtbar. Der Wert für das stöchiometrische LBV von 17,15 kgLuft/kgCH4 aus dieser 

Datenreihe wurde nach der Temperaturabhängigkeit von Warnatz [10] auf 540 K hochgerech-

net (s. Bild 2-9) und ebenfalls im Diagramm dargestellt. Die Position dieses Punkts auf den 

berechneten Verlauf spricht für die Aussagekraft des verwendeten Modells im mageren Be-

reich. 
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Bild 2-12: Rechnerische Ermittlung der laminaren Flammengeschwindigkeit von Methan-Luft-Mischung 

bei 540 K Vorwärmetemperatur, Ergebnisse aus [51], [10] über LBV 

 

 
 
Bild 2-13: Rechnerische Ermittlung der laminaren Flammengeschwindigkeit von n-Dekan-Luft-

Mischungen bei 540 K Vorwärmetemperatur, Ergebnisse aus [53], über LBV 
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Anhand Bild 2-13 ist der rechnerische Verlauf der laminaren Flammengeschwindigkeit der n-

Dekan-Luft-Mischung über LBV bei der Vorwärmetemperatur von 540 K dargestellt, der als 

charakteristisch für Kerosin angenommen wird. Ein Plausibilisieren mit den experimentellen 

Ergebnissen von Kumar et al. [53] wurde in ähnlicher Weise durchgeführt. Dabei wurde die 

laminare Flammengeschwindigkeit im stöchiometrischen Punkt aus den vorhandenen Daten 

auf 540 K exponentiell extrapoliert und im Diagramm dargestellt. Die Position dieses Punkts 

in der Nähe des berechneten Verlaufs spricht auch in diesem Fall für die Qualität der Simula-

tion. Ähnlich wie im Fall des Methans ist hier die polynomiale Approximation des Verlaufs 

der laminaren Flammengeschwindigkeit über LBV dargestellt, worauf  bei der Auswertung 

der Messergebnisse zurückgegriffen wird. 

Als Bestandteil der Phänomenologie der Vormischflammen wird abschließend der Löschab-

stand betrachtet. Dieser veranschaulicht den Abstand der Flamme zu der festen Begrenzung 

des Brennraums, innerhalb dessen keine Verbrennung möglich ist. Die feste Masse nimmt 

einerseits die freigesetzte Wärme auf und leitet sie anschließend ab, andererseits bewirkt sie 

den Abbruch der Kettenreaktionen. Dieser Effekt hat eine Bedeutung in der Praxis bei Reali-

sierung von Flammenrückschlagsicherungen, gleichwohl beruht auf ihn die älteste Theorie 

der Flammenstabilisierung von Lewis und von Elbe [58], worauf später eingegangen wird. 

 

2.3.1. Interaktion von Turbulenz und Reaktion 

 

Aus den bisher dargestellten Überlegungen bezüglich Vormischflammen geht hervor, dass die 

Ausbreitungsgeschwindigkeit der Flammenfront durch den konvektiven Wärme- und Stoff-

transport beeinflusst wird. Nach experimentellen Ergebnissen von Hellat [46] sind folgende 

Mechanismen für die Entstehung von Temperaturschwankungen verantwortlich: 

 

- Zeitliche Schwankungen der Gaskonzentration ziehen zeitliche Temperatur-

schwankungen nach sich, 

- Es existieren von Rauchgaswirbeln umschlossene Bereiche von Frischgemisch, die 

noch nicht verbrannt sind, s.g. „Taschen“, 

- Außerhalb der Reaktionszonen entsteht die Temperaturschwankung aufgrund des 

turbulenten Wärmetransports, die im Verhältnis zu den ersten beiden Mechanis-

men hochfrequenter ist. 

Es ist deutlich, dass in einer reagierenden turbulenten Strömung die Interaktion von Turbulenz 

und Verbrennung für die Flammeneigenschaften von wesentlicher Bedeutung ist. Eine quali-

tative Betrachtung dieses Sachverhalts haben Borghi [59] und Peters [52] dargestellt. Sie be-

ruht auf den charakteristischen Geschwindigkeits- und Längenmaße sowohl der energietra-

genden Wirbel (     ), als auch der Reaktionszone (      ) unter der Voraussetzung, dass die 

wesentlichen Zusammenhänge zwischen Reaktion und Turbulenz allein von diesen vier Grö-

ßen abhängen. Desweiteren werden die turbulenten Reynoldszahl    , Karlovitz-Zahl     

und Damköhler-Zahl     als Unterscheidungsmerkmale lediglich als Funktionen der dimen-

sionslosen Verhältnisse         und      in Gleichung 2-52, Gleichung 2-53 und Gleichung 

2-54 dargestellt. 

    bildet den Bereich der energietragenden Wirbel in Bezug auf die laminare Viskosität ab 

und ist Unterscheidungskriterium zwischen laminaren und turbulenten Flammen. Der Bereich 
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laminarer Flammen ist durch       begrenzt und kennzeichnet Auslenkungen der Flam-

menfront, die kleiner als die Flammendicke sind. 

 

Bild 2-14: Flammenstrukturdiagramm nach Borghi [59] 

 

    
    
 

 
  

    

  
 

 
Gleichung 2-52 

 

        
     
  

 
  

  

 

    
  

  

    
 

 
 

  
  
 
 
 
 
 
 

   
  

    
         

   
  
  
 
 
   

 

Gleichung 2-53 

 

    
  

     
 
  
  
    
 

 
Gleichung 2-54 

 

    wird für jede im Turbulenzspektrum enthaltene Wirbelklasse als Verhältnis des Zeitma-

ßes der Wärmefreisetzung zum Zeitmaß der Wirbelklasse definiert und hat demzufolge ihren 

maximalen Wert bei der kleinsten Wirbelklasse, d.h. bei den Kolmogorov-Wirbeln.     re-

präsentiert das Verhältnis des Zeitmaßes der größten energietragenden Wirbel zum Zeitmaß 

der Wärmefreisetzung [60]. 

Im Bild 2-14 ist das Flammenstrukturdiagramm nach Borghi [59] dargestellt, das Isolinien der 

oben dargestellten dimensionslosen Zahlen beinhaltet. Die Steigungen der Isolinien sind aus 

den Gleichungen ersichtlich, d.h. es ergeben sich entsprechend die Steigungen -1, 1/3 und 1 
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für die              und    , s. Gleichung 2-55. Die Isolinien dieser Größen grenzen im Dia-

gramm Gebiete spezifischer Flammenfronteigenschaften ab.  

 

  

    
      

  
 
 
  

          
    

  
 
 
   

      
   

  
 
   

Gleichung 2-55 

 

Im Bereich der turbulenten Flammen, d.h.      , ist die turbulente Flammengeschwindig-

keit    charakterisierend. Mit dieser Geschwindigkeit bewegt sich die Flammenfront relativ zu 

der Strömung und für eine ortsfeste Flamme gleicht sie nach Peters [52] der mittleren Strö-

mungsgeschwindigkeit, normal zur Flammenfront. Für den turbulenten Bereich 
  

    
   kann 

zunächst eine leicht gewellte, in sich geschlossene Flammenfront identifiziert werden. In die-

sem Fall ist die Erhöhung der turbulenten gegenüber der laminaren Brenngeschwindigkeit auf 

die Oberflächenvergrößerung der Flammenfront zurückzuführen, was der ursprüngliche Be-

trachtung von Damköhler [60] für den Fall der „grobballigen Turbulenz“ entspricht. Solche 

Flammenfronten werden als „wrinkled flamelets“ bezeichnet. 

Mit zunehmender Schwankungsgeschwindigkeit, d.h.          , wird die Flammenfront 

noch  intensiver gefaltet und aufgrund schnelleren Wirbel kommt es zu der Ausbildung von 

einzelnen sogenannten „wrinkled flames with pockets“ von Frischgemisch im Abgas oder 

umgekehrt.  

Wächst   , wächst auch         und ein Überschreiten des Wertes 1 bedeutet, dass das Zeit-

maß kleinster turbulenten Strukturen klein gegenüber dem Zeitmaß der Wärmefreisetzung 

wird. Diese Strukturen dringen somit in die Flammenfront hinein und verursachen durch Er-

weiterung der Vorwärm- und Diffusionszonen eine Verdickung der Flammenfront. Bei weite-

rer Steigerung der Turbulenzintensität gelangen in diese immer größere Wirbel und für 

      gibt es keine großen energietragenden Wirbel mehr, die eine Faltung der Flammen-

front bewirken können. Der Prozess wird durch die Verbrennungsreaktion kontrolliert, da die 

turbulente Mischung schneller erfolgt. In diesem Fall resultiert eine homogen durchmischte 

Reaktionszone mit homogener Temperaturverteilung. 

Die unterschiedlichen Mechanismen der Flammenfrontbildung in diesen Bereichen wurden 

von Schmid [61] mathematisch erfasst, wobei folgende Beziehung formuliert wurde: 

 

  
    

   
  

    
      

        
Gleichung 2-56 

 

Für den durch die Mischung kontrollierten Flameletbereich, d.h.      , ergibt sich daraus 

für die turbulente Flammengeschwindigkeit: 

 

           Gleichung 2-57 

 

Im Falle eines durch die chemische Reaktion kontrollierten homogenen Reaktors, d.h. 

     , resultiert aus Gleichung 2-54 und Gleichung 2-56 die Beziehung für die turbulente 

Flammengeschwindigkeit, zu der auch Damköhler [60] im zweiten Grenzfall der „feinballigen 

Turbulenz“ kommt:  
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Gleichung 2-58 

 

 

2.4. Flammenstabilität von Vormischflammen 

 

Der Begriff „Flammenstabilität“ wird als Synonym für Zündstabilität verwendet. In diesem 

Sinn bezeichnet Günther [4] eine Flamme als stabil, wenn kleine Schwankungen der Flam-

menparameter wie Luftvorwärmetemperatur, LBV oder Druckverlust die Flamme nicht beein-

trächtigen. Der Ort der Flammenstabilisierung charakterisiert sich durch die Existenz eines 

auf Molekularebene durchmischten und zündfähigen Luft-Brennstoffgemisches, wo die Reak-

tionspartner auf Zündtemperatur erwärmt werden.  

Der zündstabile Betriebsbereich einer Flammenkonfiguration bezüglich des LBV ist durch die 

magere und die fette Löschgrenze begrenzt. Mit dem Ziel einer NOx-Reduzierung bei dem 

gegenwärtigen Konzept der Gasturbinenverbrennung ist der magere Betriebsbereich des un-

tersuchten Brenners von Interesse, folglich wird ausschließlich die magere Löschgrenze be-

trachtet. Diese kann entweder durch die Erhöhung des Luftmassenstroms bei konstantem 

Brennstoffstrom oder durch Abmagerung der Flamme bei konstantem Luftmassenstrom über-

schritten werden. Die in der gegenwärtigen Arbeit experimentell ermittelte Flammenstabili-

tätscharakteristik beschreibt somit den Verlauf der mageren Löschgrenze über den variierten 

Luftmassenstrom. 

Die früheste Betrachtung der Flammenstabilität für Vormischflammen ist von Lewis und von 

Elbe [58] durchgeführt worden und wird als Methode des kritischen Geschwindigkeitsgradi-

enten bezeichnet, s. Bild 2-15. Diese Beschreibung gilt für Flammen innerhalb eines Flam-

menrohres oder für solche die gerade an der Brennermündung ansetzen. Die Bestandteile die-

ser Theorie sind die Flammengeschwindigkeit, der oben erwähnte Löschabstand, sowie der 

radiale Gradient der Strömungsgeschwindigkeit. 

 
Bild 2-15: Flammenstabilisierung nach Lewis und von Elbe [58] 

 

In diesem Bild sind der axiale Schnitt einer Brennermündung und die radialen Profile der 

Flammen- und der Strömungsgeschwindigkeiten (Λ, u) abgebildet. In der Nähe der Wand 

bilden diese den Löschabstand und die Haftbedingung entsprechend ab, wodurch sie am Rand 

des Brenners verschwinden. Links am Bild (Teil a) existieren Bereiche mit Λ>u, wodurch die 

Flamme stromauf wandern, d.h. zurückschlagen kann. Im mittleren Bildteil ist die Strö-
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mungsgeschwindigkeit gerade so groß, dass das Geschwindigkeitsgleichgewicht zur Strö-

mung im Berührungspunkt erfüllt wird und somit die Flammenstabilitätsbedingung gewähr-

leistet ist. Eine Erhöhung der Strömungsgeschwindigkeit bewirkt einen steileren Gradienten 

hin zur Wand, wodurch diese stets größer als die Flammengeschwindigkeit ausfällt und ein 

Abheben der Flamme bedingt.  

Ein semi-empirisches Stabilitätsmodell wurde von Putnam und Jensen [62], sowie von Kre-

mer [63] in Bezug auf Vormischflammen formuliert. Diese Betrachtung ist als Peclet-Zahl-

Kriterium bekannt und gibt Einblick auf das Stabilitätsverhalten einer Reihe geometrisch ähn-

licher Brenner. Für hochturbulente Flammen (     ), für die       gilt, kann zu seiner 

Veranschaulichung die Beziehung in Gleichung 2-58 herangezogen werden. Mit den Propor-

tionalität       ,         und     und unter Berücksichtigung der Gleichheit der Strö-

mungsgeschwindigkeit bei LBO      und der turbulenten Flammengeschwindigkeit    im 

Flammenstabilisierungspunkt, lässt sich diese Gleichung zu 

 

  
    

 
    
    

  
       

 
 

Gleichung 2-59 

             

umschreiben. Der Ausdruck unter der Wurzel stellt die Peclet-Zahl (Pe) dar, die ähnlich zu 

der Re-Zahl das Verhältnis von konvektivem zu konduktivem Wärmestrom in einer Strömung 

beschreibt. Eine mathematische Transformation der Gleichung 2-59 liefert die Beziehung von 

zwei Pe-Zahlen, die entsprechend mit der Anströmgeschwindigkeit      und der laminaren 

Brenngeschwindigkeit      gebildet werden und das Gleichgewicht des Wärmetransports an 

der Flammenzone dabei wiederspiegeln. Diese Beziehung lässt sich durch D0 nicht nur auf 

eine Reihe geometrisch ähnlicher Brenner generalisieren, sondern berücksichtigt auch Feue-

rungen unterschiedlicher Brennstoffe, die entsprechende laminare Flammengeschwindigkei-

ten aufweisen. Auf dieser Weise kann das Stabilitätsverhalten skalierter Brenner bestimmt 

werden, vorausgesetzt die Flammenstabilitätscharakteristik eines Vertreters der geometrisch 

ähnlichen Baureihe ist ermittelt, d.h. die Konstanten     bekannt sind. 

 

    
 

    
    

      
 

         

       
 

    
       

 
 
 

 

             
      

Gleichung 2-60 

 

2.5. Flammenstabilität durch innere Rückströmung 

 

Die Flammenstabilität ist essenziell für eine stationäre Flamme und soll durch geeignete 

Maßnahmen bewerkstelligt werden. Die Herausforderung dabei besteht darin, in einer hoch-

turbulenten Luftströmung solche Gebiete zu gewährleisten, wo die Strömungsgeschwindigkeit 

gleich der turbulenten Brenngeschwindigkeit ist. Ein Abblasen der Flamme, gleichbedeutend 

mit der mageren Löschgrenze, tritt dann ein, wenn in keinem Punkt des Strömungsfeldes die-

se Bedingung erfüllt wird. 

Bei der Auslegung der Brennerkonfiguration wird die Forderung nach Zündstabilität durch 

innere Rückströmung berücksichtigt durch: 
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– Erzeugung von Strömungsgebieten niedriger Geschwindigkeit, 

– Erhöhung der turbulenten Flammengeschwindigkeit durch Intensivierung der 

Turbulenz in diesen Gebieten [64], [65], [66], [67], 

– Rezirkulation heißer Reaktionsprodukte, um initiale Zündenergie zu gewährleis-

ten, 

– Keinen direkten Kontakt der Gase mit kalten Brennkammerwänden, folglich Auf-

treten geringerer Wärmeverluste. 

Konstruktiv wird diese Forderung oft durch den Einsatz einer Stauscheibe umgesetzt. Da-

durch entsteht im Nachlauf der Stauscheibe eine Strömungsrezirkulation, da die Geschwin-

digkeit dort viel niedriger als die Hauptströmungsgeschwindigkeit ist. Zwischen der Strö-

mungsrezirkulation und der Hauptströmung bildet sich eine Scherschicht hoher Turbulenz 

aus, wo Wärme- und Stofftransport intensiviert werden und nach Zukoski und Marble [68] 

das Frischgemisch in der Scherzone von den heißen rezirkulierenden Abgasen gezündet wird. 

Diese brennende Mischung propagiert stromabwärts in der Scherzone und zündet ihrerseits 

weitere Ballen mit Frischgemisch. Nachdem die vollständig verbrannten Gase die Scher-

schicht verlassen, rezirkuliert ein Teil  davon, um das propagierende Frischgemisch zu zün-

den. 

Eine weitere Methode, ein Strömungsrezirkulationsgebiet zu erzeugen und die Flamme zu 

stabilisieren, ist die Anwendung von Drall [69], [70], die hier erläutert wird. 

 

2.5.1. Phänomenologie der verdrallten Strömung 

 

Eine verdrallte Luftströmung in der Brennkammer wird durch die Aufprägung eines Dreh-

moments durch den Drallerzeuger bedingt, womit sie beim Eintritt in den Brennraum eine 

dreidimensionale Geschwindigkeit aufweist. Durch die Anwendung von Drall kann eine inne-

re Rezirkulation der Strömung entlang seiner Achse erzeugt und auf dieser Weise erübrigt 

sich eine Stauscheibe in der Brennerkonfiguration als zusätzliches Bauteil.  

 

 
Bild 2-16: Luftzersäuberdüse, axialer Schnitt links, radialer Schnitt rechts 
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Dies hat nicht nur den Vorteil einer Gewichtreduktion des Apparats, sondern Rußablagerun-

gen auf der Stauscheibe können vermieden sowie die Wartungsintensität verringert werden. 

Nach Lefebvre [1] weist die drallstabilisierte Konfiguration eine wesentlich bessere Mischung 

auf, weil durch den Drall intensivere Scherzonen und Turbulenz realisiert werden können. 

Um die Bedeutung der verdrallten Strömung auf die Entstehung der inneren Rezirkulations-

zone und die Bewirkung des Stabilitätsmechanismus hervorzuheben wird hier die Phänome-

nologie axialsymmetrischer Drallströmungen aus kinematischer Sicht dargestellt. In Vorgriff 

auf die experimentelle Anordnung werden die beiden Drallerzeuger (primär und sekundär) 

gezeigt, um einen besseren Einblick auf die Begriffsdefinitionen zu bekommen. Diese sind in 

die Luftzerstäuberdüse in Form von exzentrischen Luftkanälen integriert, wie im Bild 2-16 

dargestellt ist. Rechts im Bild (radialer Schnitt C-C) ist die Anordnung der primären Luftka-

näle ersichtlich, die von außen radial mit Luft durchströmt werden und für die Aufprägung der 

rotierenden Luftbewegung verantwortlich sind. Diese Strömung wird zusätzlich axial be-

schleunigt, was an der Verjüngung zur primären Austrittsfläche     erkannt werden kann. 

Somit werden auf die einströmende Luft Axial- und Drehimpulse aufgeprägt, deren Verhält-

nis entdimensioniert mit dem Düsenradius     nach Leuckel [71] als Drallzahl S bezeichnet 

wird und eine maßgebliche Größe für die Charakterisierung von Drallströmungen darstellt:    

 

  
  

      
 

Gleichung 2-61 

 

Der Axialimpulsstrom und der Drehimpulsstrom werden wie folgt definiert: 

 

                            

 

 

 
Gleichung 2-62 

 

                            

 

 

 
Gleichung 2-63 

 

Sie sind Erhaltungsgrößen für freie verdrallte Strahlen, wobei die integrale Drallzahl konstant 

über die axiale Entfernung von der Düse bleibt. Bei eingeschlossenen Strömungen, wie es der 

Fall bei Brennerkonfigurationen mit zylindrischen Brennkammern ist, hat die Interaktion mit 

der Wand Einfluss auf den Axialimpulsstrom. Hier liegt auch die Schwierigkeit einer experi-

mentellen Ermittlung der Drallzahl, die aufwändige Feldmessungen nicht nur der axialen und 

tangentialen Geschwindigkeitskomponente einschließlich der turbulenten Spannungen, son-

dern auch des statischen Drucks erfordert. Durch die überlagerte Verbrennung resultiert eine 

Erhöhung des Axialimpulsstroms, wodurch die Drallzahl keine Erhaltungsgröße im reaktiven 

Feld darstellt. Aus diesen Gründen beschränkt sich die Definition auf eine sogenannte theore-

tische Drallzahl, die nur von der Geometrie des Drallerzeugers abhängt, wie anhand Glei-

chung 2-64, Gleichung 2-65 und Gleichung 2-66 zu sehen ist. 

 

       
   

       
        

Gleichung 2-64 
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Gleichung 2-65 

 

      
          

         
 Gleichung 2-66 

 

Mit   als Anzahl der Einlasskanäle am Drallerzeuger werden folgende Vereinfachungen nach 

Leuckel [71] für diese Definition getroffen: 

 

- Vernachlässigung des Beitrags der Geschwindigkeitsschwankungen    und   ,      

- Vernachlässigung des Beitrags des statischen Drucks zum Axialimpulsstrom, 

- Annahme eines Kolbenprofils der Axialgeschwindigkeit über den Austrittsquerschnitt. 

Es ist am Bild 2-16 ersichtlich, dass der Brenner aus zwei Reihen Einlasskanäle, bzw. aus 

zwei Drallerzeugern – primär und sekundär – besteht. Dies ist ein spezifisches Merkmal der 

untersuchten Düse und ergibt sich einerseits aus den Vorgaben an Betriebsbedingungen für 

die Verbrennung und verfügbaren Platz in der Brennkammer, andererseits aber soll damit der 

Spray beiderseits der Luftströmung ausgesetzt und somit eine feinere Zerstäubung erzielt 

werden.  

In Bezug auf den Luftmassenstrom, der durch den sekundären Drallerzeuger einströmt und 

durch die ringspaltförmige Austrittsfläche      austritt, sind die obigen Überlegungen eben-

falls gültig. Unter Einbeziehen der Geometriedaten des sekundären Drallerzeugers lässt sich 

analog seine theoretische Drallzahl bestimmen. Die resultierende theoretische Gesamtdrall-

zahl durch die Überlagerung von Primär- und Sekundärluftstrom erfolgt nach Kerr und Fraser 

[72] durch Addition der einzelnen Impulsströme und durch Normierung mit dem gemeinsa-

men Düsenradius   , vorausgesetzt beide Drallerzeuger produzieren Drehmoment in der glei-

chen Richtung: 

 

   wird bei der Ähnlichkeitsbetrachtung in dieser Arbeit als Entdimensionierungsparameter 

herangezogen und beträgt 20 mm und 10 mm für die Originalausführung und für das Modell 

entsprechend, wie im Kapitel 3.1 beschrieben wird. Die Massenstromaufteilung     könnte 

bei dieser Betrachtung allein aus dem Verhältnis der effektiven Austrittsflächen des primären 

und des sekundären Drallerzeugers bestimmt werden. Dadurch werden aber der Einfluss der 

Rezirkulationszone entlang der Mittellinie und die teilweise Versperrung des primären Kanals 

nicht berücksichtigt, was zu einer Fehlabschätzung der Gesamtdrallzahl           führen wür-

de. Wird hingegen das Massenstromverhältnis            experimentell ermittelt, kann eine 

höhere Genauigkeit bei der Bestimmung erzielt werden. Dabei wird aus der folgenden Bedin-

gung ausgegangen: 

  

                 
Gleichung 2-68 

          
                    

                        
 
        

   
 
         

  
 
 

 

  
   
    

 
     
   

 

 

      
    

          
 

Gleichung 2-67 
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Gleichung 2-64 hat Gültigkeit für beide Drallerzeuger und lässt sich unter Berücksichtigung 

der Geometrie anhand Bild 2-16 folgendermaßen umformen, 

 

         
        
 

 
  
      

     
 
      

 
        
 

 
  

 

    
 
      

 Gleichung 2-69 

 

wobei   die Exzentrizität und      die effektive Fläche einer Reihe der sowohl primären als 

auch sekundären Eintrittskanälen bedeuten. Aus Gleichung 2-68 und Gleichung 2-69 folgt 

somit der Ausdruck in Gleichung 2-70,  

 

der unter Berücksichtigung der Bedingung                  folgende Form annimmt: 

 

Das Gesamtdrehmoment       der beiden Drallerzeuger, die separat generierten Drehmomente 

     und       der einzelnen Drallerzeuger und somit ihre effektiven Flächen             kön-

nen experimentell ermittelt werden, wie es später dargestellt wird. Aus der Lösung der Glei-

chung 2-71 können      und folglich das Massenstromverhältnis            bestimmt wer-

den.  

Eine getrennte Betrachtung der Drallzahl für den isothermen und für den reagierenden Fall 

wurde von Hillemanns [6] durchgeführt. Unter Vernachlässigung des statischen Drucks gibt 

er folgende Beziehung an, 

 

          
         

 
     

      
 

    
     

 
Gleichung 2-72 

 

wobei die Axialimpulsströme und die Temperaturen über den Strömungsquerschnitt integrier-

te und gemittelte Größen sind.  

Eine weitere charakterisierende Größe für die Drallströmung stellt die Wirbelstärke      dar. Sie 

ist definiert als Rotation des Geschwindigkeitsvektors     und ihre Integration über eine ge-

schlossene Fläche liefert die Zirkulation   gemäß Gleichung 2-73, die den massespezifischen 

Drehimpuls repräsentiert und folglich eine Erhaltungsgröße ist. 

 

Die einströmende Luft besitzt schon in der Düse ein typisches Tangentialgeschwindigkeits-

profil     , dessen idealisierte Form als Rankine-Wirbel bezeichnet wird und im Bild 2-17 

dargestellt ist. Für Fluidelemente in einem weiten radialen Bereich verläuft die Tangentialge-

schwindigkeit aufgrund der Reibungsfreiheit hyperbolisch über den Radius und stellt den so-

genannten Potentialwirbel dar. Mit wachsendem Radius nähert sich die tangentiale Ge-

      
   

        
     

  
    

         
      

  Gleichung 2-70 

      
   

        
     

  
    

         
             

 
 Gleichung 2-71 

                  

             
 

 

Gleichung 2-73 
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schwindigkeit asymptotisch gegen Null. Nach diesem Verlauf sollte sie mit verschwindendem 

Radius gegen unendlich wachsen und dementsprechend unendliche Schubspannungen auf der 

Achse wegen der Rotationsbewegung erzeugen. 

 

Bild 2-17: Zur Beschreibung des Rankine-Wirbels am Übergang Drallerzeuger-Brennkammer 

 

Nach Zierep [39] stellt sich in ausreichender Nähe der Mittellinie ein Festkörperwirbel ein, 

wobei die tangentiale Geschwindigkeit proportional mit der Winkelgeschwindigkeit   dem 

Radius ist und die Schubspannung in Achsennähe verschwindet. Somit besteht ein isothermer 

Rankine-Wirbel aus einem Festkörperwirbel im achsnahen Bereich und aus einem Potential-

wirbel. Die Wirbelstärke dieser beiden charakteristischen Bereiche kann anhand Bild 2-18 in 

Betracht gezogen werden. 

 

 
Bild 2-18: Zur Wirbelstärke 
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Für den Festkörperwirbel ist die Größe des Geschwindigkeitsvektors     proportional dem Ra-

dius, demnach gilt für die Vektorkomponenten u und v und anschließend für die Rotation des 

Vektors: 

  

Im Bereich des Potentialwirbels ist diese Proportionalität reziprok zum Radius, woraus 

 

folgt. Es ist ersichtlich, dass die Rotation des Festkörperwirbels nicht gleich Null ist und die 

lokale Zirkulation einen linearen Anstieg mit dem Radius hat. Analog gilt für den Potential-

wirbel Rotationsfreiheit und eine konstante lokale Zirkulation über den Radius. 

Das wichtigste Merkmal einer Drallströmung ist die innere Rezirkulationszone (IRZ), die 

aufgrund des Vortex-Breakdown-Phänomens entsteht und eine besondere Rolle für die 

Flammenstabilisierung spielt. Mit der Bildung der zentralen Rückströmzone ist eine verstärkte 

Divergenz der Strömung verbunden, das den axialen Druckgradienten durch konvektiven 

Drehimpulstransport zusätzlich verstärkt. Zur Erklärung dieses Phänomens haben in der Ver-

gangenheit insbesondere die Übersichtsartikel von Hall [73], Leibovich [74] beigetragen. Die 

Arbeiten von Schmid [75], Hoffmann  [76] und Holzäpfel [77] befassen sich auch damit. 

Zu der Betrachtung dieser Erscheinung wird die bereits beschriebene drallerzeugende Düse 

herangezogen, die in eine zylindrische Brennkammer durch einen scharfen Übergang der 

Querschnittfläche  mündet, so wie anhand Bild 2-17 schematisch dargestellt ist. Für beide 

Bereiche gilt für das Kräftegleichgewicht in radialer Richtung: 

 

  

 
 
 

 

  

  
 

Gleichung 2-76 

 

Für den Potentialwirbel lässt sich das Kräftegleichgewicht entlang eines Stromfadens in tan-

gentialer Richtung unter Berücksichtigung der Reibungsfreiheit aufstellen: 

 

   

 
          

Gleichung 2-77 

 

Die Differentiation dieser Gleichung nach dem Radius liefert anschließend: 

 

         

               

             

        
  

  
 
  

  
      

Gleichung 2-74 

      
 

 
 

     
    

 
   

 

      
 

    
    

 
  

 

      
 

        
  

  
 
  

  
   

Gleichung 2-75 
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Gleichung 2-78 

 

Unter Berücksichtigung der Gleichung 2-76 lässt sich die hyperbolische Abhängigkeit der 

tangentialen Geschwindigkeit vom Radius herleiten, die anhand Bild 2-17 ersichtlich ist. 

 

  

 
   

  

 
                     

     

 
 

Gleichung 2-79 

 

Desweiteren wird Gleichung 2-76 im Radiusintervall (r=max, r) betrachtet. Anhand Glei-

chung 2-79 ist es naheliegend, dass      
 

    
, d.h. der maximalen tangentialen Geschwin-

digkeit werden     ,       zugeordnet . Somit gilt: 

 

  

  
 
 

 

  

  
 

    

  
 
  

 
    

  

  
 

 

   

 

 
   
 

   

 

  
     

      
 

 
 
 

  
 

 

    
               

 

           
     

 

 
 
     

      
 

    
 

Gleichung 2-80 

 

Dies stellt ein Ausdruck für den Gesamtdruck im Bereich des Potentialwirbels dar, woraus es 

deutlich wird, dass für r=max diese Größe nicht mehr von der Geschwindigkeit abhängt, d.h. 

es handelt sich dabei um den thermodynamischen Druck        . Für sehr große Radien 

verschwindet der zweite Term auf der rechten Seite und der Gesamtdruck nähert sich asymp-

totisch gegen      
     

 

 
. 

Im Bereich des Festkörperwirbels hat Gleichung 2-76 ebenfalls Gültigkeit. In diesem Bereich 

ist die Tangentialgeschwindigkeit proportional dem Radius gemäß 

 

Hier wird analog Gleichung 2-76 im radialen Bereich (r=0, max) betrachtet und es gilt: 

 

Daraus wird deutlich, dass der statische Druck auf der Mittellinie, d.h. bei r=0, einen minima-

len Wert von       
     

 

 
 annimmt. An der Stelle r=max ist der Gesamtdruck gleich dem 

statischen Umgebungsdruck        . Erfährt die Strömung eine scharfe Querschnitterwei-

terung, so wie beim Übergang von der Düse in die Brennkammer im Bild 2-17, reduziert sich 

aufgrund der Zirkulationserhaltung der Betrag von     . Dies hat auch zur Folge, dass der 

Betrag des Gesamtdrucks   auf der Achse in der Brennkammer höher als in der Düse ausfällt,  

s. Gleichung 2-82. Somit stellt sich entlang der Mittellinie ein in Richtung Düse abfallender 

      
Gleichung 2-81 

  

 
 
 

 

  

  
                         

   

 

   

 

 

 
        

     

 
                        

     

 
 
       

 

 
 

Gleichung 2-82 
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Druckgradient, der folglich eine Strömungsrezirkulation in diese Richtung erzwingt. Ihr axia-

ler Impuls hängt von der Drallintensität, d.h. von der Drallzahl ab. Maier [78] hat gezeigt, 

dass eine Strömungsrezirkulation erst ab einer kritischen Drallzahl größer 0,5 stattfinden 

kann, und die Rezirkulationsintensität mit zunehmender Drallzahl steigt (Bild 2-19).  

 

 
Bild 2-19: Zur Entstehung der inneren Rezirkulationszone [78] 

 

Im Falle einer reagierender Strömung ist das Impulsverhältnis des axial eingeführten Brenn-

stoffstrahls zum rezirkulierenden Luftmassenstrom für die Flammenform maßgebend. Nach 

Schmittel [7] werden zwei unterschiedliche Flammentypen definiert, nämlich Typ I und Typ 

II. Während die Typ II Flamme eine kurze und buschige Flamme darstellt und der Brennstoff-

strom das Rezirkulationsgebiet nicht durchströmt, ist die Flamme von Typ I eine lange und 

schlankere Flamme und der Brennstoffstrom durchströmt in diesem Fall die zentrale Rezirku-

lationszone.  
 

 

Bild 2-20: Typisierung der zwei Flammen [7] 

 

Eine Konfiguration vom Typ II, die für Gasturbinenverbrennung wegen der hohen Reaktions-

dichte typisch ist, wurde experimentell von Hellat [46] untersucht. In dieser Arbeit, bezogen 

auf Gas-Diffusionsflammen, wurde folgende Beziehung zwischen Flammenlänge, Drall, 

Luftzahl und Düsenaustrittsdurchmesser angegeben: 
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Gleichung 2-83 

 

Die Konstante C in dieser Gleichung ist von der Art der Brennstoffzufuhr (radial, axial) ab-

hängig. Die umgekehrte Proportionalität der Flammenlänge mit der Drallzahl führt zum 

Schluss, dass eine intensivere Verdrallung die Flamme verkürzt. Die reziproke Abhängigkeit 

der Flammenlänge von der Luftzahl bei gleichbleibendem Flammendurchmesser bedeutet im 

Fall der Abmagerung eine kürzere Flamme, d.h. weniger Brennstoff muss gemischt werden.  

 

2.5.2. Betrachtungen zur Flammenstabilisierung 

 

Dieses Unterkapitel umfasst die Beschreibung von Mechanismen zur Stabilisierung von 

Drallflammen, die sowohl von der Diffusionsflammentheorie als auch von der Vormisch-

flammentheorie herrühren. Merkle [8] betrachtete die Auswirkung des Drehsinns zweier ei-

nander konzentrisch umschließender Verbrennungsluftströme auf die Zündstabilität einge-

schlossener, gasbefeuerter Diffusionsflammen, die eine ähnliche Brennerkonfiguration wie 

die gegenwärtige darstellten. Im isothermen Fall der Gegendrallkonfiguration zeigt sich trotz 

der geringeren Gesamtdrallzahl eine Intensivierung der inneren Rezirkulationszone, die in 

eine Zunahme des rezirkulierenden Massenstroms resultiert. Als Grund dafür wird der stärke-

re axiale Druckgradient gesehen, der aus dem schnelleren Abbau der Maxima in den Profilen 

der Tangentialgeschwindigkeit resultiert. Im Fall der überlagerten Verbrennung ergibt sich für 

beide Strömungssysteme eine Einschränkung des zentral rezirkulierenden Massenstroms, be-

dingt durch die thermische Expansion. Von den Messungen in [8] geht hervor, dass die 

Gegendrallkonfiguration stärker von diesem Effekt betroffen ist, so dass in deren zentralen 

Rezirkulationszone ein geringerer Massenstrom rezirkuliert wird. 

Bei der Gegendrallkonfiguration kann jedoch eine wesentliche Erweiterung des stabilen Be-

triebsbereichs erreicht werden. Als Grund nennt der Autor den gedämpften turbulenten Aus-

tausch in radialer Richtung, welcher seinerseits ein inhomogeneres Mischungsfeld mit räum-

lich größeren Bereichen nahestöchiometrischer Gemischzusammensetzung zur Folge hat. 

Dementsprechend ist im Falle der Gegendralldüse der Überlappungsbereich strömungsme-

chanisch und reaktionskinetisch zündgünstiger Bedingungen im Vergleich zur Gleichdralldü-

se infolge der Inhomogenität stark erweitert, was zu einer besseren Flammenstabilität führt. 

Diese Argumentation beruht auf das sogenannte Rayleigh-Stabilitätskriterium [79] für die 

Bewegung von Körpern auf einer Kreisbahn und gelangt im Kontext des Rankine-Wirbels, 

bestehend aus Festkörper- und Potentialwirbel, eine besondere Bedeutung. Bei dieser Be-

trachtung besitzt ein rotierendes Massenelement (s. Bild 2-21) auf seiner Umlaufbahn mit 

dem Radius r1 den Drehimpuls    und die Zentrifugalkraft   : 

 

          

     
  
 

  
    

Gleichung 2-84 

 

Wird es demnach von seiner Umlaufbahn aufgrund einer Störung auf die nächstgelegte Um-

laufbahn mit dem Radius r2 umgelenkt, so besitzt dieses im Vergleich zu den anderen sich 

dort befindenden Massenpunkten wegen der Drehimpuls- und entsprechend Zirkulationserhal-



Theoretische Grundlagen  47 

 

tung eine Zentrifugalkraft, die sich von der Zentrifugalkraft der restlichen Teilchen auf der 

Umlaufbahn r2 unterscheidet. 

 

  
    

  
 

  
         

  
 

  
    

Gleichung 2-85 

 

 
 
Bild 2-21: Zum Rayleigh-Stabilitätskriterium 

 

Ist   
 
   , d.h.     

      
 , wird das Element auf seine ursprüngliche Bahn zurückge-

lenkt, bei Gleichheit herrscht ein indifferenter Zustand und im dritten Fall   
     erfolgt 

eine weitere Auslenkung nach außen. Somit besagt das Rayleigh-Kriterium im allgemeinen 

Fall, dass eine Drehströmung  

- stabil, wenn 
 

  
       , 

- indifferent, wenn 
 

  
       , 

- instabil, wenn 
 

  
        

ist. Im Falle einer isothermen Strömung kann gezeigt werden, dass der erste Fall (
   

  
  ) 

den Festkörperwirbel und der zweite (
   

  
  ) den Potentialwirbel repräsentieren. Daraus 

folgt, dass die Mischung im Bereich des Festkörperwirbels verhindert wird und der Potential-

wirbel in dieser Hinsicht neutral wirkt. Tritt jedoch ein steilerer Abfall der tangentialen Ge-

schwindigkeit als den hyperbolischen Verlauf im Potentialwirbel auf, so bewirkt dies einen 

negativen Zirkulationsgradienten und ist fördernd für Austausch von Wärme, Impuls und 

Stoff, wie Experimente von Leuckel und Fricker belegen [80]. 

Eine Erweiterung des Gebietes zündgünstiger Bedingungen kann auch dadurch bewerkstelligt 

werden, dass mehrere koaxiale, verdrallte Teilströme verwendet werden, wie Gupta et al. [81] 

darstellen. Während sich bei konventionellen Drallflammen das Gebiet maximaler Turbulenz-

intensität entlang der inneren Rezirkulationszone einstellt, kann durch mehrfache Luftstrom-

anordnung eine Verteilung der Geschwindigkeitsfluktuationen über den gesamten Brenner-

querschnitt erreicht werden. Gleichzeitig ist eine radial gestufte Brennstoffzufuhr sinnvoll, um 
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eine Vielzahl nahestöchiometrischer Zündzonen zu erzeugen. Ein solches Brennerkonzept 

zeichnet sich durch gute Zündstabilität aus, stellt aber beträchtliche Schwierigkeiten bezüglich 

Design und Handhabung dar.  

Ateshkadi et al. [82], [83] haben drallstabilisierte, ölbefeuerte Flammen untersucht und sind 

auch zum Schluss gekommen, dass eine gegendrallige Anordnung bei relativ niedrigen Tem-

peraturen sich positiv in Bezug auf die Flammenstabilität auswirkt. Gründe dafür sind die 

Verkleinerung der Tropfengröße und somit Gewährleistung einer besseren Mischung und 

Brennstoffzufuhr zu der inneren Rezirkulationszone. Bei Erhöhung der Luftvorwärmetempe-

ratur auf 477 K intensiviert sich die Verdampfung, wodurch der Mischungsprozess für die 

Verweilzeit bestimmend wird. Somit wird für diese Situation eine Erhöhung des Gesamtdralls 

und Intensivierung der inneren Rezirkulationszone in Bezug auf die Verbesserung der Flam-

menstabilität von den Autoren favorisiert.   

In der Vergangenheit wurden auch Vormischflammen, stabilisiert durch innere Rezirkulation 

der Gase, untersucht. Die grundlegende Theorie über Flammenstabilisierung solcher Konfigu-

rationen ist von Spalding [84] entwickelt und von Zukoski und Marble [68] experimentell 

bestätigt worden. Demnach wird die magere Löschgrenze dadurch erzwungen, dass die Ver-

weilzeit des Frischgemisches nicht ausreicht, so dass die Zündung durch die rezirkulierenden 

heißen Gase erfolgen kann. Nach [68] tritt die magere Löschgrenze ein, wenn die Zündver-

zugszeit der Verweilzeit des Gemisches in der Nähe der Rezirkulationszone gleicht.  

 
        

 
   

Gleichung 2-86 

 

In diesem Ausdruck repräsentiert      die Fluidgeschwindigkeit bei der Flammenverlöschung 

in der Nähe der Rezirkulationszone,      die Zündverzugszeit und   die Länge der Kontakt-

zone für den Wärmeaustausch, d.h. der Rezirkulationszone. 

Andrews et al. [85] geben eine sehr umfangreiche Übersicht über Flammenstabilisierungen 

verschiedener Brennerkonfigurationen. Ihren Schlussfolgerungen nach ändert sich die Flam-

menform kurz vor der mageren Löschgrenze, die sich im Zuge der Abmagerung nach der Än-

derung durch niedrigen Ausbrand kennzeichnet und über einen bestimmten Bereich der Luft-

zahl aufrechterhalten werden kann. Der wichtigste Beitrag zur Flammenstabilisierung besteht 

demnach darin, genug Turbulenz im Brennraum zu erzeugen, d.h. ausreichend hohe turbulen-

te Brenngeschwindigkeit durch geeignete Geometrie der Düse zu realisieren. Möglichkeiten 

dazu bieten z.B. die Anzahl der Kanäle des Drallerzeugers, der Neigungswinkel der Kanäle 

und die Form ihres Querschnitts.  

Kiesewetter [86] untersucht in seiner numerischen Studie die Interaktion der Verbrennung mit 

der verdrallten Strömung anhand Vormischbrennerkonfigurationen. Aus dieser Interaktion 

resultiert ein mittig angeordnetes, kegelförmig wirkendes baroklines Drehmoment, das auf der 

Achse zusätzlich zum kalten Wirbelaufplatzen zur Strömungsrezirkulation beiträgt und die 

besondere „trichterartige“ Form der Flammenfront einer Drallflamme bewirkt. Zur Veran-

schaulichung des baroklinen Moments zieht der Autor die Wirbeltransportgleichung für 

kompressible, reibungsfreie Strömungen heran: 

 

 

  
                                 

 

  
                    Gleichung 2-87 
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In dieser Gleichung steht auf der linken Seite die substantielle Ableitung der Wirbelstärke      

als Rotation des Geschwindigkeitsvektors. Der erste Term auf der rechten Seite beschreibt die 

Änderung der Wirbelstärke infolge der Dilatation, der zweite Term        stellt die Pro-

duktion von Wirbelstärke aufgrund des baroklinen Drehmoments dar und der dritte repräsen-

tiert die Entwicklung der Wirbelstärke durch Streckung bzw. Umorientierung.  

Ein übersichtlicher Vergleich über empirisch hergeleitete Stabilisierungsmechanismen auf 

Basis des Peclet-Zahl-Kriteriums findet sich bei Schmittel [7]. Seine Untersuchungen an 

drallstabilisierten, mit Gas befeuerten Typ II Flammen haben gezeigt, dass die aerodynami-

schen Austrittsbedingungen am Brenner entscheidend die Zündstabilität beeinflussen. Der 

Autor konnte zeigen, dass sich die Flamme am Rand der Rückströmungszone stabilisiert, wo 

dafür günstige Bedingungen, wie Luftzahl nah an dem stöchiometrischen Wert, höchste Tem-

peratur und niedrigste Strömungsgeschwindigkeit existieren. Anhand von Feldmessungen 

ergibt sich, dass die turbulenten Strömungs- und Mischungsfelder der Flammen vom Luft-

durchsatz unabhängig sind. Eine Steigerung des Luftvolumenstroms führt zu einer Erhöhung 

der mittleren Geschwindigkeit in der Zündzone, das Gleichgewicht zwischen der turbulenten 

Brenngeschwindigkeit und der Anströmgeschwindigkeit ist nicht mehr erfüllt und die Flamme 

kann nicht mehr stabilisieren. Eine Steigerung der Drallzahl hat eine Senkung der mageren 

Löschgrenze aufgrund gesteigerter Mischungsintensität zur Folge. Dadurch werden relativ 

kalte Gase aus höheren Entfernungen zurückgeführt, was zu höheren Reaktionszeitmaßen 

führt.   

 

2.6. Flammenstabilität durch äußere Rückströmung 

 

Die Flammenstabilisierung kann nicht nur durch die innere, sondern auch durch die äußere 

Rückströmung bewerkstelligt werden, die durch konvektive Wärmeübertragung an das 

Frischgemisch einen wesentlichen Beitrag dazu leistet.  

In der Literatur [85], [87] wird die Bedeutung der äußeren Rezirkulationszone (ORZ) für die 

Flammenstabilisierung eingeschlossener Flammen betont. Die in dem rezirkulierenden Ab-

gasmassenstrom vorhandene Wärme ist demnach für die Erwärmung der Verbrennungsluft 

und des Kerosins und anschließend für die Verdampfung des flüssigen Brennstoffs, aber auch 

für die Zündung des Gemisches von Nutzen. Sie wird stromabwärts in der Nähe der Reakti-

onszone der Hauptströmung entzogen und durch die Rezirkulation stromaufwärts der Haupt-

strömung und somit dem Frischgemisch hinzugefügt. Durch die Rezirkulation der Gase er-

folgt eine Absenkung ihrer Geschwindigkeit, wodurch dort für die Verbrennung günstige Be-

dingungen entstehen können, vorausgesetzt dass auch zündfähiges Gemisch und eine ausrei-

chend hohe Temperatur vorhanden sind. 

Wird hingegen ein freibrennender verdrallter Vormischbrenner untersucht, findet lediglich ein 

Ansaugen von Umgebungsluft statt. Es geht aus den Untersuchungen von Bafuwa und Mac-

callum [88] und von Beltagui und Maccallum [89] hervor, dass eine Verschiebung der Flam-

menlöschgrenze zu kleineren Luftzahlen mit zunehmendem Drall resultiert. Dieser Effekt 

wird mit steigendem Ansaugen von Umgebungsluft mit zunehmendem Drall erklärt, was auch 

von Hoffmann [76] experimentell bestätigt wurde. 

Maier [78] hat experimentell das Ansaugvermögen verdrallter isothermer Freistrahlen unter-

sucht, woraus folgende Beziehung für den angesaugten Luftmassenstrom   in Abhängigkeit 

der Drallzahl bei einer axialen Position x resultiert: 
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          Gleichung 2-88 

 

Nach seinen Erkenntnissen ist der Beitrag des zusätzlichen, drallbedingten Ansaugens von 

Luft jedoch nur im düsennahen Kernbereich xKern beschränkt, dessen Länge auch von der 

Drallzahl abhängig ist: 

 
     
  

              Gleichung 2-89 

 

Die äußere Rückströmung stellt ein Phänomen eingeschlossener Strömungen dar, das zuerst 

von Thring und Newby [90] beschrieben wurde und anhand Bild 2-22 erläutert wird. In dieser 

Darstellung stellt nach Beer et al. [70] die Abszisse den axialen Abstand dar. Das obere Bild-

teil veranschaulicht den Rezirkulationsmassenstrom      , das untere Bildteil bildet die Düse-

Kammer-Konfiguration mit den Stromlinien, den Geschwindigkeitsvektoren und den relevan-

ten Bezeichnungen ab. 

 

 
Bild 2-22: Zum Ansaugmechanismus in der äußeren Rückströmung, Quelle Beer et al. [70] 

 

Die Autoren [70] befassen sich mit der Entstehung der Rezirkulation, basiert auf der Frei-

strahltheorie und geben für den Massenstrom an einer beliebigen axialen Position x für einen 

Winkel des Strahls zur Mittellinie von ca. 9° folgende Beziehung: 

 

   
   

     
 

  
 
  
  

   
Gleichung 2-90 
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Dabei handelt es sich um eine eingeschlossene Strömung, die am Punkt P an der Brennkam-

merwand trifft. Der axiale Abstand xP lässt sich unter Berücksichtigung dieses Winkels ange-

ben als  

 

Der aus dem Brenner kommende Luftstrahl     saugt Umgebungsluft, die sich in der Kammer 

befindet. Im Sonderfall des eingeschlossenen Einzelstrahls (xN=0) kann wegen den Wänden 

keine Außenluft nachströmen, der Austauschmechanismus am Strahlrand bleibt jedoch erhal-

ten, wodurch der Druck in der Brennkammer absinkt. Dies hat zur Folge, dass am Strahlrand, 

wo aufgrund der geringen Impulsstromdichte eine Beeinflussung der Strömung leicht möglich 

ist, Substanz zum Strahlanfang zurückgesaugt wird, die an anderer Stelle durch Impulsaus-

tausch wieder in den Strahl gelangt. Es bildet sich ein ringförmiger Rückstromwirbel aus, der 

in diesem Sonderfall bis zum Strahlanfang reicht. Das Ansaugen endet bei axialer Position C, 

im Zentrum des gebildeten Wirbels. Die Autoren [70] berechnen den axialen Abstand von der 

Düse bis zum Punkt C anhand Gleichung 2-92: 

 

Desweiteren wird der Ähnlichkeitsparameter   nach Thring und Newby definiert, der den 

maximalen rezirkulierenden Massenstrom           bestimmt. 

 

Somit lässt sich Gleichung 2-92 unter Berücksichtigung von Gleichung 2-91 und Gleichung 

2-93 umschreiben zu 

 

Stromabwärts der axialen Position C gibt der Strahl Masse ab, wodurch sich aus Gleichung 2-

90 für den rezirkulierten Massenstrom       zwischen den Punkten N und C folgende Bezie-

hung ergibt:   

 

Das Expansionsverhältnis 
  

   
  als Bestandteil von   ist ausschlaggebend für die Struktur der 

Strömung, wie in den Arbeiten von Fu et al. [91], Fanaca et al. [92] gezeigt worden ist. Letz-

tere haben herausgefunden, dass wenn dieses Verhältnis groß genug ist (nach ihren Untersu-

chungen 
   

  
     ), die Brennkammerwände keine große Auswirkung haben und die Strö-

mung ähnlich zu einer freien Strömung ist. Diese Betriebsart wird folglich als „Free Jet Re-

gime“ betrachtet. Wird hingegen das Expansionsverhältnis verkleinert, tritt bei Unterschreiten 

           
Gleichung 2-91 

   
 

 
    

  
    

 
  
  
  Gleichung 2-92 

  
  
   

 
  
  

 
Gleichung 2-93 

   
 

 
    

    

    
  

   
 

      
 

    
  

Gleichung 2-94 

     
   

 
    

 

  
   

   
    

 
      

 

    
  

Gleichung 2- 95 
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eines kritischen Werts  
   
  
 
    

 ein Umschlag der Strömung in das sogenannte „Wall Jet Re-

gime“ auf, das durch kleine äußere Rezirkulationszonen und hohe Geschwindigkeiten in 

Wandnähe gekennzeichnet wird. Die Autoren zeigen, dass der Umschlag der Strömungsstruk-

tur einen Einfluss auf die Flammeneigenschaften hat und betonen seine Wichtigkeit, wenn die 

Ergebnisse eines Experiments in Labormaßstab bei Änderung der Randbedingungen auf eine 

reale Anwendung übertragen werden. Sie berechnen nach Gleichung 2-88 das Verhältnis des 

rezirkulierenden Massenstroms zum ausströmenden Massenstrom im Fall der Untersuchungen 

von Fu et al. und zeigen über die Kontinuität, dass: 

 

 
  
 

    
  

    

  
   
     

 
   

 

  
  

 

 

 
   
  

 
    

 

   
     
   

         

Gleichung 2-96 

 

In diesem Fall ermitteln sie K zu 1,56 und basierend auf den Ergebnissen von Maier [78], s. 

Gleichung 2-88 und Gleichung 2-89, geben anschließend die Abhängigkeit des kritischen 

Flächenverhältnisses von der Drallzahl an: 

 

 
   
  

 
    

 

           
     
  

          
Gleichung 2-97 

 

Eine Quantifizierung des Anteils des rezirkulierenden Massenstroms in einem Feldpunkt kann 

mithilfe der Stromfunktion   nach Zierep [39] durchgeführt werden. Mit Kenntnis des Strö-

mungsfeldes kann für zwei beliebige Punkte in einer gegebenen Querschnittebene in der 

Brennkammer  

 

         
 

 

             
  

  
   

  

  
   

 

 

 

 

   
 

 

        
Gleichung 2-98 

 

berechnet werden. Wird zusätzlich die Dichte des Fluiden mit einbezogen, kann die ortsab-

hängige normierte Stromfunktion als Verhältnis des bis zum Radius r integrierten Massen-

stroms zum Gesamtmassenstrom berechnet und das Stromfunktionsfeld konstruiert werden: 

 

     
            
 

 

            
 

 

 Gleichung 2-99 

 

Die Punkte konstanter Stromfunktion stellen die Stromlinien im Feld dar. 
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2.7. Ähnlichkeitsbetrachtung von Brennerkonfigurationen 

 

Der Forscher von Verbrennungssystemen ist auf Experimente angewiesen, da ein analytischer 

Ansatz zur Erklärung von technischen Phänomenen oft nicht ausreicht. Die Experimente kön-

nen direkt an der praxisrelevanten Hardware im Originalmaß, d.h. am Prototyp, durchgeführt 

werden, was oft problematisch bei der Untersuchung im Labormaßstab ist, oder an einem in 

kleinerem Maß skalierten Modell, was im Labormaßstab wesentlich schneller und präziser 

bewerkstelligt werden kann. Um die Aussagefähigkeit der damit gewonnenen Ergebnisse auf 

die praxisrelevante Konfiguration übertragen zu können, ist die Kenntnis der Skalierungsge-

setze erforderlich. Ein weiterer Vorteil durch diese Kenntnis besteht darin, dass sich die Er-

gebnisse der Untersuchungen einer spezifischen Konfiguration generalisieren lassen und die 

Wahrscheinlichkeit zur Korrelationsbildung mit den maßgeblichen physikalischen Größen 

sich erhöht.  

Nach Beer [93] kann die Ähnlichkeit entweder durch Dimensionsbetrachtung nach dem Bu-

ckingham π Theorem oder durch Betrachtung der zugrundeliegenden Differentialgleichungen 

analysiert werden. Die erstere Methode hat den Nachteil, dass durch die Bildung dimensions-

loser Gruppen die physikalische Kenntnis der Prozesse oft nicht hervorgeht. Die Differential-

gleichungen stellen in der Regel Bilanzen dar und beinhalten somit Glieder gleicher Dimensi-

on. Durch Normalisieren mit charakteristischen Größen können die Gleichungen dimensions-

los gemacht werden. Ihr Vorteil gegenüber der Dimensionsanalyse besteht darin, dass sie die 

Physik transparent abbilden. 

Nach Günther [4] liegt dann vollständige physikalische Ähnlichkeit zwischen Modell und 

Originalausführung (Prototyp) vor, wenn die zugrundeliegenden dimensionslosen Differenti-

algleichungen identisch sind. Dies äußert sich in folgenden Aspekten: 

- geometrische Ähnlichkeit – erfordert Einhaltung der Längenverhältnisse aller Be-

standteile der Brennerkonfiguration, 

- kinematische Ähnlichkeit - erfordert gleiche Geschwindigkeitsverhältnisse und ähn-

liche Geschwindigkeitsprofile aller Strömungseinlässe bzw. Strömungsauslässe, 

- dynamische Ähnlichkeit – erfordert gleiche Fluiddichteverhältnisse aller Strömungs-

einlässe bzw. Strömungsauslässe, sowie Gleichheit ihrer Massen- und Impulsstrom-

verhältnisse. Hierzu zählt auch die Reynoldsähnlichkeit, d.h. gleiche Re und somit 

gleiches Verhältnis von Trägheitskräften zu Viskositätskräften von Modell und Proto-

typ, 

- thermische Ähnlichkeit – erfordert Ähnlichkeit der lokalen Temperaturverteilung, 

sowie gleiches Verhältnis von Wärmefreisetzung zu Wärmeübertragung an jedem 

Feldpunkt, 

- chemische Ähnlichkeit – erfordert Ähnlichkeit der lokalen Konzentrationsverteilung 

der an der Verbrennungsreaktion teilnehmenden Stoffe und Verbindungen. 

Die Anwendung dieser Ähnlichkeitsgesetze setzt ein vollturbulentes Strömungsfeld, nach 

Spalding [94] Re>25000, voraus. Die gleichzeitige Einhaltung der Ähnlichkeitsgesetze ist 

praktisch nicht machbar, wodurch sich die Realisierung einer partialen Ähnlichkeit ableitet. 

Letzteres stellt insofern eine Herausforderung dar, bewusst Teilprozesse zu vernachlässigen 

und eine Abschätzung durchzuführen, welche Faktoren den Gesamtprozess am stärksten be-

einflussen. Insbesondere liegt es im Ermessen des Forschers zu entscheiden, welche Ähnlich-

keiten er bei der Modellierung befolgt und welche für den jeweiligen physikalischen Vorgang 
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von untergeordneter Bedeutung sind. Wird somit nur eine partiale Modellierung realisiert, 

kann eine wesentliche Vereinfachung bei der Experimentdurchführung erreicht werden.  

Nach diesen Überlegungen werden hier einige Ähnlichkeitsaspekte betrachtet, die relevant für 

die gegenwärtige Untersuchung sind. Die geometrische Ähnlichkeit der skalierten Brenner-

konfigurationen soll gewährleisten, dass die dimensionslosen Strömungsfelder weitestgehend 

identisch sind und eine Vergleichsbasis der Konfigurationen darstellen. Dabei stellen die über 

den Brenneraustritt gemittelte axiale Geschwindigkeit    und der Brenneraustrittsdurchmes-

ser    eine geeignete Auswahl als Normierungsparameter dar.  

Im Falle eingeschlossener Drallflammen spielt die innere Rezirkulationszone, wie in den vor-

herigen Unterkapiteln ausgeführt, eine entscheidende Rolle für die Flammenstabilisierung. 

Für ihre Modellierung, d.h. ihre Abbildung in einem skalierten System, empfiehlt Beer [93] 

die Erhaltung der Drallzahl. Ihre experimentelle Ermittlung gestaltet sich jedoch aufgrund der 

notwendigen Kenntnis des statischen Druckfeldes schwierig, zusätzlich ist diese Größe für 

reagierende Strömungen keine Erhaltungsgröße. Aus diesem Grund ist die Betrachtung der 

theoretischen Drallzahl sinnvoll, die anhand Gleichung 2-66 erläutert wurde. Zusätzlich kann 

der reduzierte Drall in Betracht gezogen werden, 

 

  
    

   
 

Gleichung 2-100 

 

wodurch die Einflussgrößen Druck und Temperatur der Luftströmung eliminiert werden. Es 

ist dennoch ersichtlich, dass diese Größe nicht dimensionslos ist, sondern die Einheit m
-1

 hat. 

Ihre Definition ist allerdings dadurch berechtigt, dass sie ein geometrisches Verhältnis zwi-

schen der Exzentrizität der Lufteinlasskanäle und ihrer Eintrittsfläche darstellt und somit un-

abhängig von den Betriebsbedingungen ist. Dies wird anhand folgenden Herleitens in Glei-

chung 2-101 veranschaulicht, wobei          als Exzentrizität der Kanäle nach Bild 2-16 

gilt: 

 

          

                           
        

           
           

  
       

           
 

Gleichung 2-101 

 

Diese Betrachtungsweise wurde auch bei der analytischen Bestimmung der Luftmassenstrom-

aufteilung zwischen dem primären und dem sekundären Lufteinlasskanal angewendet 

(Gleichung 2-64 - Gleichung 2-67).   

Die maximal realisierbare Drallzahl wird durch das frontale Flächenverhältnis     begrenzt. 

    repräsentiert das Verhältnis der Austrittsfläche des Brenners zu seiner Stirnfläche und 

kann anhand der im Bild 2-16 dargestellten Größen gemäß 

 

    
  

  
  

Gleichung 2-102 

 

nachvollzogen werden. Dieses Verhältnis beinhaltet Information über die aus geometrischer 

Sicht maximal realisierbare Exzentrizität   der Kanäle und somit über den maximal möglichen 

Drall, der auf die Luftströmung aufgeprägt werden kann [95]. Die Limitierung in dieser Hin-

sicht resultiert aus dem begrenzt zur Verfügung stehenden Platz in der Brennkammer der Gas-
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turbine und stellt zugleich eine Limitierung des Außendurchmessers R und demzufolge der 

maximal möglichen Drallzahl dar. Im Kontext des gegenwärtigen Konzepts, das sich durch 

eine besonders große Austrittsfläche des Brenners charakterisiert, ist diese Limitierung kri-

tisch.  

In Bezug auf die äußere Rezirkulationszone soll an dieser Stelle hinsichtlich der untersuchten 

eingeschlossenen Flammen das Expansionsverhältnis erwähnt werden, das eine qualitative 

Vorhersage über den rezirkulierenden Massenstrom in der äußeren Rezirkulationszone liefert. 

Dieses stellt somit für die gegebene Hardwaregeometrie ein Aspekt der geometrischen Ähn-

lichkeit dar. 

Eine Ähnlichkeitsbetrachtung beschränkt sich nicht nur auf dimensionslose Größen, wie an-

hand des reduzierten Dralls ersichtlich wurde. Die Beladung der Brennkammer nach Glei-

chung 2-103, formuliert von Deacon [96], repräsentiert in ihrer ursprünglichen Formulierung 

die auf das Brennkammervolumen und auf den Betriebsdruck bezogene freigesetzte Wärme-

menge:  

 

Es ist sinnvoll, diese Größe auf den Querschnitt des Brennraums zu beziehen, wenn einzelne 

Bereiche der Brennkammer kritisch bezüglich der thermischen Belastung zu beurteilen sind 

und nicht der Bezug auf das gesamte Volumen von Interesse ist. Dies ist beim hier untersuch-

ten Verbrennungskonzept der Fall, der durch die hohe Luftmassenstromdichte in der Primär-

zone gekennzeichnet ist. 

Bei der Skalierung von Brennern zur Erschließung weiterer Leistungsbereiche werden nach 

einem Übersichtsartikel von Weber [97] meistens zwei Ähnlichkeitskriterien angewandt – das 

Kriterium konstanter Austrittsgeschwindigkeit U0 aus dem Brenner und das Kriterium kon-

stanter Verweilzeit      
  

  
 im Brennraum, wobei in beiden Fällen die geometrische Ähn-

lichkeit eingehalten wird. Die thermische Leistung    von Flammen, skaliert nach konstanter 

Austrittsgeschwindigkeit   , lässt sich in Abhängigkeit des Luftmassenstroms, sowie des un-

teren Heizwerts und des LBV des Betriebspunktes angeben als 

 

           
       

  

   
 

Gleichung 2-104 

 

woraus ersichtlich wird, dass diese Größe entsprechend      
  skaliert. Die Verweilzeit im 

Brennraum      ändert sich nur mit dem Brenneraustrittsdurchmesser, woraus sich im Fall der 

Skalierung in kleinerem Maß ihre Reduzierung ergibt. Dies impliziert eine Reduzierung der 

Zeitmaße für Verdampfung, Mischung und Wärmefreisetzung, wie aus Gleichung 2-1 hervor-

geht.  

Analog zu der Definition in [96] kann hier die auf das Flammenvolumen bezogene Leistung 

    , d.h. die spezifische thermische Leistung, betrachtet werden. Zur Begründung dieser Be-

trachtung kann das Werk von Hawthorne et al. [98] herangezogen werden, woraus hervorgeht, 

dass die Flammenlänge turbulenter Diffusionsflammen allein vom Breneraustrittsdurchmesser 

gemäß             abhängt. Durch Beibehalten des Expansionsverhältnises dBK/D0 und die 

Skalierung der Brennkammerdimensionen gibt Zarzalis [33] folgende Proportionalität: 

 

        
  

   
          

  

   
 

Gleichung 2-103 
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Gleichung 2- 105 

 

Somit folgt für      aus Gleichung 2-104 und Gleichung 2- 105: 

  

     
  

   
 
    

 

  
  

 

  

 
Gleichung 2- 106 

 

woraus ersichtlich wird, dass      reziprok zu der Verweilzeit      ist und sich für die kleinere 

Modellkonfiguration erhöht. Leuckel [99] zeigt, dass das Stabilitätsverhalten geometrisch 

skalierter Konfigurationen von der spezifischen thermischen Leistung abhängig sein kann: 

 

 
Bild 2-23: Hyperbolische Abhängigkeit des LBO von der spezifischen thermischen Leistung nach Leuckel 

[99] 

 

Das Prinzip der Skalierung nach konstanter Verweilzeit besteht in der Beibehaltung des Ver-

hältnisses      , d.h. die thermische Leistung    der Brennerkonfiguration ist entsprechend 

Gleichung 2-107 proportional zu der dritten Potenz des Brennerdurchmessers.  

 

           
    

  
  

               
  

Gleichung 2-107 

 

Durch das konstante konvektive Zeitmaß der Strömung      
  

  
 bei einer solchen Skalie-

rung bleibt das Zeitmaß der Makromischung    unverändert. Für isotrope Turbulenz vertreten 

Sadakata und Hirose [100] die Ansicht, dass auch das Mikromischungszeitmaß konstant 

bleibt. Hawthorne et al. [98] haben die Hypothese aufgestellt, dass der Mischungsbruch des 

Brennstoffs in jedem Feldpunkt im Brennraum proportional zum entdimensionierten Abstand 

     stromabwärts vom Brenner ist. Basierend auf dieser Hypothese ziehen Smart et al. [101] 

den Schluss, dass in kleinerem Maß skalierte Brennerkonfigurationen mit identischem Zeit-

maß und Mikromischung als kontrollierender Mechanismus sich durch identische Reaktions-

intensitätsverteilung auszeichnen.  
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Bei diesen beiden Skalierungsmöglichkeiten – nach konstanter Austrittsgeschwindigkeit oder 

nach konstanter Verweilzeit – ist die Betrachtung an einem mit flüssigem Brennstoff befeuer-

ten Brenner aufgrund der zusätzlich stattfindenden Zerstäubung und Verdampfung weitaus 

komplexer. Weber [97] setzt dabei besonderen Wert auf die Einhaltung der Impulsströme von 

Luft und Brennstoff, wenn Skalierungen an schwerölbefeuerten Brennern durchgeführt wer-

den sollen. In Hinsicht auf die Zerstäubung des flüssigen Brennstoffs soll die Untersuchung 

von Hsiang und Faeth [17] erwähnt werden, die ein quantitavies Maß anhand dimensionsloser 

Parameter, d.h. die We- Zahl und die Oh-Zahl, bezüglich der Zerstäubung flüssiger Subsanzen 

liefert. 

Die Grenzen des stabilen Betriebsbereichs werden durch die Flammenstabilitätscharakteristik 

vorgegeben und ihre Bestimmung für eine Reihe geometrisch ähnlicher Konfigurationen, z.B. 

durch dimensionslose Parameter, ist von besonderem Interesse bei einer Skalierung. Dadurch 

kann einerseits gezeigt werden, welche Parameter das Flammenstabilitätsverhalten bestim-

men, andererseits werden dadurch Grenzen für die Brennerskalierung vorgegeben.  

In der Vergangenheit gab es zahlreiche Studien, in denen das Stabilitätsverhalten von skalier-

ten Gasflammen generalisiert wurde. Kalghatgi [102] untersuchte nicht-vorgemischte Frei-

strahlflammen unterschiedlicher gasförmiger Brennstoffe, sowie Brenner mit interschiedli-

chen Durchmessern und konnte die experimentellen Ergebnisse der Flammenstabilitätscha-

rakteristika durch eine Linie darstellen. Dabei hat er sich auf die Proportionalität zwischen St 

und Slam, ähnlich wie das Ergebnis von Schmid [61] in Gleichung 2-59 bezogen, und konnte 

eine „universale Formel“ für die Beschreibung der Flammenstabilität herleiten.  

Feikema et al. [103] betrachten die Da-Zahl als Ähnlichkeitsparameter, der die Stabilität 

drallstabilisierter nicht-vorgemischter Flammen gasförmiger Brennstoffe beschreibt. Eine Da-

Zahl repräsentiert das Verhältnis eines konvektiven Zeitmaßes zum Zeitmaß der Wärmefrei-

setzung gemäß 

 

   
    
     

 Gleichung 2- 108 

 

Nach den Autoren tritt die Löschgrenze ein, wenn die lokale Da-Zahl auf der Achse an der 

Flammenposition unterhalb eines kritischen Wertes abfällt. Das lokale konvektive Zeitmaß 

wird durch Ähnlichkeitsbetrachtungen auf die Düsenaustrittsbedingungen zurückgeführt, das 

Zeitmaß der Wärmefreisetzung wird durch Slam und a, d.h. die Temperaturleitzahl, bestimmt. 

Dies führt zu der folgenden Stabilitätsbedingung, die die lineare Beziehung zweier Da- Zah-

len mit der Drallzahl S als Proportionalitätsfaktor abbildet: 

 

     

    
    

      
      

    
    

                          Gleichung 2- 109 

 

Eine Reihe von Autoren [104], [105], [106], [76], [107], aufgeführt in [7], versuchten durch 

geeignete Wahl und Parametrisierung von             die Stabilitätsbeziehung anhand Glei-

chung 2-60 (Peclet-Kriterium) auf verschiedene Brennersysteme, befeuert mit gasförmigem 

Brennstoff, anzupassen. Schwierigkeiten bei der Anwendung dieses Stabilitätskriteriums re-

sultieren bei nicht-vorgemischten Drallflammen, da die Forderung nach Ähnlichkeit der 

Strömungsfelder und vor allem nach Ähnlichkeit der Reaktionsfelder besteht. Die Anwen-

dung dieses Kriteriums, das das Stabilitätsverhalten von Flammen geometrisch ähnlicher 
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Brennerkonfigurationen sowie unterschiedlicher Brennstoffe berücksichtigt, eignet sich be-

sonders für die gegenwärtige Untersuchung. 

 

3. Untersuchungsmethodik und Messtechnik 
 

Im Gegensatz zu der Vielfalt an Untersuchungen von Flammen gasförmiger Brennstoffe, 

existieren wenige Arbeiten, die das Verhalten von Kerosinflammen beschreiben. Der erste 

Schwerpunkt liegt somit bei der Untersuchung einer kerosinbefeuerten, realen Brennerkonfi-

guration mit erhöhter Beladung der Primärzone.  

Die Auswirkung der Zerstäubung und der Verdampfung des Kerosins auf die Flammeneigen-

schaften wird durch den Vergleich zu einer identischen Brennerkonfiguration, befeuert mit 

gasförmigem Methan bei fast identischen Betriebsbedingungen, untersucht. Dieser Ansatz 

stellt ein Ähnlichkeitsaspekt und somit einen weiteren Schwerpunkt der Arbeit dar. 

Inwieweit die Zerstäubung des flüssigen Brennstoffs, seine Verdampfung und die daraus re-

sultierenden Flammeneigenschaften durch eine Skalierung beeinflusst werden, ist weitestge-

hend unklar und begründet den dritten Schwerpunkt der gegenwärtigen Arbeit. Der Vergleich 

der Flammeneigenschaften wird dabei anhand der geometrisch skalierten Konfigurationen 

durch Erhaltung der Austrittsgeschwindigkeit und der restlichen Betriebsparameter durchge-

führt. 

Die Ergebnisse dieser Untersuchungen werden in Bezug auf die magere Löschgrenze einer 

Ähnlichkeitsbetrachtung unterzogen. Ein Beitrag dabei stellt die Ermittlung einer dimensions-

losen Flammenstabilitätscharakteristik dieser Brennerkonfigurationen dar. Die Ähnlichkeits-

betrachtung umfasst somit das Stabilitätsverhalten der Kerosin- und der Methanflamme an-

hand identischer Hardware, sowie das Stabilitätsverhalten beider Kerosinflammen anhand 

skalierter, geometrisch ähnlicher Hardware. 

Die Untersuchungsmethodik leitet sich aus den Schwerpunkten der Arbeit ab und wird in die-

sem Kapitel beschrieben. Sie beinhaltet somit: 

 

- Untersuchung der Stabilität und der Eigenschaften einer im mageren Bereich brennen-

den, kerosinbefeuerten Flamme mit Einsatz des realen Prototypenbrenners, 

- Vergleich dieser Ergebnisse mit den Flammeneigenschaften und der Stabilitätscharak-

teristik des gleichen Prototypenbrenners mit Einsatz von gasförmigem Methan als 

Brennstoff, 

- Vergleich der Ergebnisse des Prototypenbrenners mit den Flammeneigenschaften und 

der Stabilitätscharakteristik eines skalierten, kerosinbefeuerten Modellbrenners. 

Die Betriebsbedingungen - Druckverlust und  Luftvorwärmetemperatur - werden im Zuge der 

Entwicklung des gesamten Aggregats definiert und vorgegeben. Während der normierte 

Druckverlust Δp/p über den gesamten Lastbereich nahezu konstant bleibt, entspricht die Vor-

wärmetemperatur in dieser Untersuchung dem niedrigsten Lastzustand der Maschine, dem 

Leerlauf, bei dem das Verlöschen der Flamme überhaupt ein kritisches Thema darstellt. Ver-

brennungsdrücke im Bereich 3-5 bar, entsprechend dem Leerlauf der Maschine, können am 

verwendeten Prüfstand nicht realisiert werden, somit werden sämtliche Untersuchungen bei 

atmosphärischem Druck durchgeführt.  
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Ein besonderes Augenmerk ist in diesem Kapitel der Beschreibung der verwendeten Mess-

technik gewidmet. Eine Abschätzung der Qualität der Messergebnisse mit Angabe möglicher 

Störfaktoren bei der Versuchsdurchführung wird zum Schluss durchgeführt.  

 

3.1. Untersuchungsmethodik 

 

Es wurde bereits dargestellt, dass ein inneres Strömungsrezirkulationsgebiet entscheidenden 

Beitrag zur Flammenstabilität leistet und dass dies in einer Brennerkonfiguration aerodyna-

misch durch eine Drallströmung realisiert werden kann. Die Verdrallung der Luftströmung 

und gleichzeitig die Zerstäubung des flüssigen Brennstoffs werden von der Luftzerstäuberdü-

se bewerkstelligt, in der die beiden Drallerzeuger integriert sind und deren Geometrie im vo-

rigen Kapitel anhand Bild 2-16 erläutert wurde. Die Düse mündet durch den erwähnten schar-

fen Übergang in die verwendete zylindrische Brennkammer, die im Bild 3-1 ersichtlich ist. 

Die Form der Brennkammer – ob zylindrisch oder segmentförmig wie im Fall des Ausschnitts 

einer Ringbrennkammer - hat einen wesentlichen Einfluss auf die Flammenstruktur, wie Fa-

naca et al. [92] in ihrer Arbeit dargestellt haben. In dieser Hinsicht stellt die Wahl der zylind-

rischen Brennkammer ein Kompromiss zwischen optischer Zugänglichkeit und Aussagekraft 

in Bezug auf eine reale Anwendung. 

 

Bild 3-1: Brennkammer, links axialer Schnitt, rechts radialer Querschnitt des optischen Zugangs  

 

Die Brennkammerwände sind mit Keramik isoliert, so dass sie der Flammentemperatur stand-

halten können. Es sind Öffnungen zwecks optischen Zugangs vorgesehen, wodurch LDA- und 

PDA-Messungen ermöglicht werden. Bei dem Konzept des optischen Zugangs ist ein Kom-

promiss zwischen Gewährleistung des Messbereichs und Strömungsbeeinträchtigung getrof-

fen, wodurch optische Messungen nur von der Mittellinie bis zum Rand möglich sind. Der 

Vorteil dabei ist, dass nur minimale Ausschnitte in der Keramik notwendig sind, um gerade 
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die fokussierten Strahlen der beiden Sendeoptiken durchzulassen. Dabei wird die Flamme 

minimal thermisch und strömungsmäßig beeinträchtigt.  

Desweiteren ist am Bild 3-1 die radiale Bohrung in der Brennkammerwand zu sehen, durch 

die Sonden zur Temperatur- und Gaskonzentrationsmessungen in den Brennraum eingeführt 

werden können. Diese Messungen werden auch nur von der Mittellinie bis zum Rand durch-

geführt, um etwaige Flammenstörung zu minimieren. Somit beruhen alle Feldmessungen auf 

der Symmetrieannahme bezüglich der Mittellinie der Brennkammer und sämtliche Ergebnisse 

bilden den Radialbereich von 0 bis 2,5 R0 ab. In axialer Richtung erstreckt sich die Feldunter-

suchung bis x=6 R0. Als weitere Vereinfachung wird das Druckprofil in der Brennkammer 

vernachlässigt und es wird dort einheitlich der Umgebungsdruck für sämtliche Berechnungen 

verwendet.  

Diese Brenner-Kammer-Konfiguration ist in früheren Arbeiten beschrieben, wie z.B. in [8] 

und [45]. Die Düse ist auf einem Düsenhalter montiert, der gleichzeitig den Raum vor der 

Düse in Luftströmungsrichtung, das Plenum, darstellt und ist anhand Bild 3-2 ersichtlich. In 

diesem werden der statische Druck und die Vorwärmetemperatur der Verbrennungsluft ge-

messen, so dass ihre thermischen Bedingungen vor der Düse bestimmt sind. Die Verbren-

nungsluft wird von einem Zentrifugalkompressor geliefert, wobei der Volumenstrom durch 

einen KROHNE Wirbelzähler vom Typ Optiswirl 4070C gemessen wird. Die Einstellung des 

erforderlichen Druckverlusts über die Düse erfolgt manuell. Das Luftvorwärmen wird durch 

einen elektrischen Erhitzer bewerkstelligt, dabei wird die Luftvorwärmetemperatur durch ei-

nen Eurotherm Regler auf den Sollwert geregelt. Eine Zufuhrleitung für MgO als Tracer für 

LDA (s. Kapitel 3.2.2) ist ebenfalls sichtbar. 

 
Bild 3-2: Düsenhalter mit oben eingebauter Düse, Stoffströme, Messpunkte für Druck und Temperatur 
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Als besonderes Merkmal dieser Konfiguration ist hervorzuheben, dass der Verbund Düsenhal-

ter-Düse axial in die Brennkammer verschiebbar ist, wodurch Feldmessungen in unterschied-

lichem Abstand von der Düsenmündung ohne axiale Bewegung der Messtechnik ermöglicht 

werden.  

Für die drei untersuchten Düse-Kammer Konfigurationen werden in der Tabelle 3-1 die geo-

metrischen Größen wie das frontale Flächenverhältnis     nach Gleichung 2-102, Düsenaus-

trittsradius R0 und das Expansionsverhältnis, sowie die flächenbezogene Beladung         bei 

λ=1 angegeben. 

 
Tabelle 3-1: Charakteristische Größen der untersuchten Konfigurationen 

Brenner     

[-] 

R0 

[mm] 
dBK/D0 

[-] 

Beladung  

 
  

      
  

theoretische 

Drallzahl [-] 

effektive 

Fläche [mm
2
] 

Prototypenbrenner Kerosin 0,22 20 2,5 155,2 0,76 640 

Prototypenbrenner Gas 0,22 20 2,5 160,5 0,76 640 

Modellbrenner Kerosin  0,22 10 2,5 155,2 0,74 166 

 

Im Vorgriff der Ergebnisse werden die theoretische Gesamtdrallzahl und die aerodynamisch 

resultierte effektive Austrittsfläche der Düse ebenfalls dargestellt, um an dieser Stelle die Di-

mension der Untersuchung zu verdeutlichen. Für das gegenwärtige Konzept der mageren 

Verbrennung wird die Luftzerstäuberdüse mit großer effektiver Fläche ausgelegt, woraus eine 

hohe Luftmassenstromdichte in der Primärzone der Brennkammer resultiert, was bezüglich 

der Flammenstabilität im mageren Betriebsbereich kritisch ist. Es ist folglich essentiell, die 

Flammenstabilitätscharakteristik der Düse zu ermitteln. Diese besteht aus einer Reihe von 

LBO-Messungen, die die Variation des Luftmassenstroms bei konstanter Luftvorwärmetem-

peratur repräsentieren. Bei jedem Messpunkt wird der Luftstrom konstant gehalten und der 

Brennstoffstrom sukzessiv reduziert, d.h. die Flamme wird abgemagert. Das Auftreten der 

mageren Löschgrenze ist ein transienter Prozess und wird mit dem plötzlichen Anstieg der 

globalen Konzentration des Kohlenmonoxids am Brennkammeraustritt assoziiert [9].  

Im Vorgriff auf die Ergebnisse muss gesagt werden, dass ein Flammenumwandlungsphäno-

men im Zuge der Abmagerung stattfindet. Für die Untersuchung der Feldeigenschaften und 

der Flammenstabilisierungsmechanismen wird somit ein Referenzbetriebspunkt im mageren 

Bereich mit ausreichender Entfernung zur Stabilitätsgrenze definiert, der als „stabil“ gekenn-

zeichnet wird. Zusätzlich wird ein zweiter Betriebspunkt nah an der Stabilitätsgrenze be-

stimmt, der die geänderte Flammenstruktur nach der Umwandlung repräsentiert und als „se-

mi-stabil“ referenziert wird. Ähnlich wie die Flammenstabilitätscharakteristik wird die 

Flammenumwandlungscharakteristik ebenfalls über den Druckverlust bestimmt.  

 
Tabelle 3-2: Betriebsbedingungen der Felduntersuchungen 

Kerosin Prototyp Gasdüse Kerosin skaliert (Modell) 

isotherm reagierend reagierend isotherm reagierend 

stabil semi-stabil 

TPre [K] 540 540 540 540 540 540 

 p/p [%] 3,5 3,5 3,5 3,5 3,5 3,5 

LBV - 27 31 29 - 27 
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Die Betriebsbedingungen für diese Felduntersuchungen werden in Tabelle 3-2 zusammenfas-

send dargestellt. Sie umfassen Messungen der Geschwindigkeit, Temperatur und Speziesvo-

lumenkonzentration der gasförmigen Phase, sowie Geschwindigkeit und Tropfengrößenver-

teilung der flüssigen Phase. Diese Felddaten werden separat erfasst, was in Bezug auf die 

Einhaltung und Aufrechterhaltung der Betriebspunkte von großer Bedeutung für die Daten-

konsistenz ist, weil ihre Überlagerung Erkenntnisse über den Stabilisierungsmechanismus der 

Flamme liefert. Diese Forderung stellt somit einen besonderen Anspruch an die Versuchs-

durchführung.  

Bei den reagierenden Strömungen wird der Brennstoff nicht vorgewärmt, sondern auf Stan-

dardbedingungen temperiert; eine Variation dieser Größe wird nicht vorgenommen und ihre 

Auswirkung auf das Stabilitätsverhalten der Düse wird hier nicht untersucht. 

Zusätzlich zu diesen zwei reagierenden Fällen werden Messungen sowohl im isothermen als 

auch im kalten Zustand durchgeführt. Ersteres bedeutet, dass ohne Flamme gemessen wird, 

der Luftstrom jedoch die Betriebsvorwärmetemperatur hat. Dies wird unter anderem bei der 

Ermittlung des Strömungsfeldes mit dem Ziel gemacht, die Messmethode zu validieren und 

Auswertungen in Bezug auf die Drallzahl und Form der Rezirkulationszonen bei dem vorge-

gebenen Druckverlust zu ermöglichen. 

Im kalten Zustand, d.h. mit Luftstrom bei Raumtemperatur, werden die Drallmessung und die 

Messung der effektiven Fläche durchgeführt. Dies ist bei der Bestimmung des reduzierten 

Dralls berechtigt, weil diese Größe mit der Dichte der Luft und mit dem Luftmassenstrom 

normiert wird, sodass die Temperatur und der Druckverlust als Einflussparameter eliminiert 

werden können, vgl. Kapitel 2.5.1. 

Im zweiten Schritt der Arbeit wird dieser Brenner bei identischer Geometrie (Drallzahl und 

effektive Fläche) auf den Betrieb mit Methan adaptiert, was anhand Bild 3-3 oben rechts er-

sichtlich ist. 

 
Bild 3-3: Axiale Schnitte der untersuchten Düsen 
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Die gasbefeuerte Düse weist eine minimale Modifizierung der kerosinbefeuerten Düse auf. 

Damit sollen ihre strömungsmechanischen Eigenschaften weitestgehend unverändert bleiben, 

was konstruktiv durch einen Ringspalt bewerkstelligt wird, der gerade am Ansatz der Zer-

stäuberlippe mündet. Entlang der Zerstäuberlippe strömt Gas aus dem Ringspalt und verlässt 

die Düse in Richtung Brennkammer. Diese Konfiguration soll bei möglichst gleichen Bedin-

gungen wie der stabile Betriebspunkt der kerosinbefeuerten Düse untersucht werden. Dies 

impliziert die Auslegung des Ringspaltes derart, dass die volumetrischen Austrittsgeschwin-

digkeiten von Gas und Luft gleich sind. Wird die magere Löschgrenze dieser Konfiguration 

ungefähr bei einer Luftzahl von 2,0 erwartet, d.h. bei einem volumetrischen Methananteil von 

5%, ist folglich der Gasvolumenstrom bekannt und der Durchmesser dieses Spaltes kann be-

stimmt werden. Für diese Auslegung sprechen zwei Gründe, die im Vorgriff auf die Ergebnis-

se hier erläutert werden sollen. Erstens ist der untersuchte Betriebspunkt in dem erwähnten 

Luftzahl-Bereich zu erwarten, zweitens geht aus der Spray-Untersuchung der Kerosinflamme 

hervor, dass der Brennstoff in der Brennkammer weitestgehend von dem Luftstrom geführt 

wird. Durch diesen Ausgleich der Austrittsgeschwindigkeiten von Luft und Gas sollen auch 

mögliche Mischungseffekte in der Düse eliminiert werden, die bei der Luftzerstäubung des 

Kerosins nicht antizipiert werden und nicht im Fokus dieser Untersuchung stehen.  

Die gasbefeuerte Konfiguration wird ebenfalls hinsichtlich der Flammenstabilitätscharakteris-

tik untersucht. Im Vorgriff auf die Ergebnisse muss gesagt werden, dass sie eine geringere 

Flammenstabilität als die kerosinbefeuerte aufweist, so dass das Luft-Brennstoffverhältnis des 

definierten stabilen Punktes außerhalb des Betriebsbereichs liegt und kein direkter Vergleich 

beider Konfigurationen in dieser Hinsicht zulässt. Diese Tatsache führt zur erneuten Festle-

gung des LBV durch Gleichsetzung der adiabatischen Flammentemperaturen in den beiden 

Fällen, wodurch sich ein Luft-Brennstoff Verhältnis von 29 bei der Gasverbrennung ergibt. 

Unter Berücksichtigung der stöchiometrischen Luft-Brennstoffverhältnisse von 14,6 und 

17,15 für die Verbrennung mit Kerosin und Methan entsprechend resultieren Luftzahlen von 

1,84 für die Kerosinverbrennung und 1,69 für die Methanverbrennung. Der Druckverlust und 

die Luftvorwärmetemperatur bleiben bei dem Referenzbetriebspunkt der Gasflamme  unver-

ändert. 

Im dritten Schritt werden die skalierte Version des Kerosinbrenners sowie die entsprechend 

skalierte Brennkammer bezüglich ihrer Stabilitätscharakteristika und der Flammeneigenschaf-

ten des stabilen Betriebspunkts untersucht. Da das LBV von 27 des untersuchten Betriebs-

punktes innerhalb des Stabilitätsbereichs der skalierten Konfiguration fällt, kann dieser Wert 

zu den Felduntersuchungen herangezogen werden, wodurch die Modelldüse bei den gleichen 

Betriebsbedingungen betrachtet wird. 

Der Skalierungsfaktor für die Längendimensionen beträgt 0,5, wodurch sich ein Faktor von 

0,25 in Bezug auf die Flächen ergibt. In diesem Fall wird eine Skalierung mit Erhaltung der 

volumetrischen Geschwindigkeit am Brenneraustritt realisiert, was einer Erhaltung des 

Druckverlusts und der Luftvorwärmetemperatur gleichkommt. 

Die Modelldüse wird mit Kerosin betrieben und ist im Bild 3-3 unten sichtbar. Es ist auffällig, 

dass die Lufteinlasskanäle zylindrisch und jeweils dreireihig angeordnet sind, was ein Unter-

schied zu den rechteckigen Konterparts der beiden anderen Düsen darstellt. Dies hat eine fer-

tigungstechnische Begründung, gleichwohl ist die Skalierung der Lufteintrittsfläche um den 

Faktor 0,25 exakt eingehalten. 

Eine weitere Unvollkommenheit beim Skalierungskonzept ist die konstruktionsbedingt unver-

änderte Brennkammerlänge, d.h. lediglich der Brennkammerdurchmesser kann skaliert wer-

den. Es ist jedoch davon auszugehen, dass im Ausbrandsegment der Brennkamer keine Tem-
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peratur- und Geschwindigkeitsprofile mehr existieren, d.h. die Nichteinhaltung der Brenn-

kammerlänge hat keinen wesentlichen Einfluss auf die reagierende Strömung.   

3.2. Messtechnik 

 

In diesem Abschnitt soll ein Überblick über die verwendete Messtechnik gegeben werden. 

Die Messungen werden generell in zwei Kategorien unterteilt – globale Messungen und 

Feldmessungen, die aus einer Reihe Feldpunktmessungen bestehen. Erstere umfassen Drall-,  

Flammenstabilitätsmessungen und Aufnahmen mit der Hochgeschwindigkeitskamera, auf die 

andere Kategorie entfallen alle restlichen Messungen.  

3.2.1. Drallmessung 

 

Die Drallmessung wird im kalten Strömungszustand durchgeführt. Das Messgerät, ersichtlich 

anhand Bild 3-4, besteht aus einem Rotor, der eine Stirnfläche mit wabenförmiger Struktur 

aufweist und drehbar in einem Stativ gelagert ist. Die verdrallte Luft, die aus dem Brenner 

ausströmt, tritt axial in diesen Verbund ein und übt somit ein Moment auf den Rotor aus. 

Durch die wabenförmige Struktur kann keine axiale Kraft auf den Rotor übertragen werden. 

Am oberen Ende des Messgeräts findet allerdings eine Umlenkung der Luftströmung statt und 

sie tritt an dieser Stelle aus. Eine Rotationsbewegung des Rotors setzt jedoch nicht ein, da er 

selbst in tangentialer Richtung durch einen Anschlag an einem Dehnmessstreifen (DMS) blo-

ckiert ist.  

 

 
Bild 3-4: Axialer Schnitt des Drallmessgeräts 

 

Durch die Kraft an dem DMS und mit Kenntnis der radialen Position des Anschlags kann das 

Drehmoment an dem Rotor gemessen werden, das den Tangentialimpulsstrom der verdrallten 

Luftströmung nach Gleichung 3-1 wiederspiegelt. Das DMS hat ein Auflösungsvermögen von 
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1/10 g im Messbereich von 500 g. Das Signal wird elektronisch in einem 5-kHz-

Messverstrker vom Typ KWS 3073 des Herstellers HBM bearbeitet und dargestellt. 

 

  

  
           

Gleichung 3-1 

            

Durch die Darstellung des reduzierten Dralls (vgl. Gleichung 2-100) und somit seine Unab-

hängigkeit von den Betriebsbedingungen, kann diese Messung kalt durchgeführt werden. Auf 

dieser Weise wurde das Messgerät einfacher konstruiert, was seiner Messgenauigkeit, Hand-

habung und Zuverlässigkeit zugutekommt. Durch diese Methode kann sowohl der Gesamt-

drall der Düse, sowie durch adäquate Blockierung einer jeweiligen Reihe von Eintrittskanälen 

der separate Drall des primären bzw. des sekundären Drallerzeugers bestimmt werden, woraus 

nach Gleichung 2-67 die Massenstromaufteilung            und folglich die theoretische Ge-

samtdrallzahl berechnet werden können. 

 

3.2.2. Geschwindigkeitsmessung 

 

Die Messung von Fluidgeschwindigkeiten ist für die Flammenuntersuchung unerlässlich, da 

aus der Kenntnis des Strömungszustandes, d.h. des mittleren Geschwindigkeitsfeldes und der 

Turbulenzcharakteristika, wichtige Informationen gewonnen werden können. Die dadurch 

erhaltenen Aussagen reichen von volumetrischen Durchflussmessungen über Impulsmessun-

gen bis hin zu detaillierten Angaben von ein- oder mehrphasigen Ausbreitungs- und Trans-

portvorgängen. 

Die Geschwindigkeitsmessungen in der vorliegenden Arbeit werden mittels LDA (Laser 

Doppler Anemometrie) bewerkstelligt. Sie stellt eine berührungslose, punktuelle laseroptische 

Methode zur Geschwindigkeitsmessung von Fluiden dar. Nach Ruck [108] basiert sie auf die 

Detektion des Überlagerungssignals zweier an einer bewegten Phasengrenze gestreuter kohä-

renter Lichtwellen, die Geschwindigkeitsinformation enthalten. Dafür können im Fluiden sus-

pendierte Teilchen (Tracer), Tropfen, natürliche Verunreinigungen, aber auch mitgeführte 

Bläschen genutzt werden. Sofern diese Streuzentren hinreichend klein sind und keine Eigen-

dynamik in der Strömung aufweisen, kann davon ausgegangen werden, dass keine Rückwir-

kung auf die Strömung eintritt und die so bestimmte Geschwindigkeit aufgrund des idealen 

Folgevermögens der Partikelphase der Geschwindigkeit der Strömung entspricht.  

 
Bild 3-5: Zum LDA-Interferenzstreifenmodell 
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Die Realisierung von Laser-Doppler-Anemometern ging Hand in Hand mit der Entwicklung 

von Lasern in Serienreife. Kurz nach der Erfindung des Lasers durch Maiman [109], [110] im 

Jahr 1960 und hierauf basierende Arbeiten, z.B. die Realisierung kontinuierlich arbeitender 

Gaslaser (cw-Laser) durch Javan et al. [111], wurde dieses Verfahren zur Messung von Fluid-

geschwindigkeiten entwickelt. Erstmals Yeh et al. [112] konnten 1964 die Geschwindigkeit 

einer Wasserströmung bestimmen, in der Teilchen kleinster Abmessung suspendiert sind. 

Bald darauf wurde von Foreman et al. [113] 1965 über die Bestimmung von Strömungsge-

schwindigkeiten in Gasen, basierend auf dem gleichen Messprinzip, berichtet. 

Die Vorteile von LDA bestehen zum einen in der guten Fokussierbarkeit des Laserstahls, die 

das räumliche Auflösungsvermögen der Messmethode begünstigt. Zum anderen werden ab-

laufende Vorgänge in der Strömung, wie z.B. Verbrennung, nicht durch das Einbringen einer 

Sonde gestört. Hinzu kommt, dass LDA-Systeme mit zusätzlichen optoelektronischen Kom-

ponenten versehen werden, die eine Diskretisierung der Strömungsrichtung zulassen. Dies ist 

ein wesentlicher Vorteil im Vergleich zu konventionellen Systemen, wie z.B. Hitzdrahtane-

mometrie, insbesondere in Strömungsgebieten mit Rezirkulationszonen. Ein weiterer Vorteil 

besteht darin, dass sich Kalibrieren erübrigt, da sich das Messsystem auf bekannte physikali-

sche Konstanten und Systemparameter zurückführen lässt. 

Neben der Doppler-Beschreibung, die unten ausgeführt wird, lässt sich die Messmethode ver-

einfacht durch das Interferenzstreifenmodell beschreiben, vgl. Bild 3-5. Dieses Modell postu-

liert am Überlagerungsort zweier Laserstrahlen mit den Intensitäten E1 und E2 das Vorhan-

densein von Interferenzstreifen, deren Abstand    eine Funktion des Überlagerungshalbwin-

kels   und der Lichtwellenlänge   darstellt. Danach reflektiert ein Teilchen, das von einer 

Strömung bewegt wird, die Hell-Dunkel-Abschnitte (Interferenzstreifen) im Messvolumen. 

Ein Detektor im Raum empfängt diese Frequenzen, die zu der Geschwindigkeitskomponente 

  senkrecht zu den Interferenzstreifen proportional sind.   

 

Sie ist dann über einen Proportionalitätsfaktor, der vom optischen Aufbau abhängt, zu    

proportional. Diese Schwebungsfrequenz wird in der Laser-Doppler-Anemometrie als Signal-

frequenz oder auch als Doppler-Frequenz bezeichnet. 

 
Bild 3-6: Zur wellentheoretischen Erklärung des LDA-Prinzips 

   
  
  

   
     

 
 

      
 

     
 

Gleichung 3-2 
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Eine wichtige Voraussetzung für die Realisierung des LDA-Messsystems ist das Vorhanden-

sein des TEM00-Mode des Laserstrahls, d.h. eine Gauß’sche Intensitätsverteilung über den 

Laserquerschnitt. Dadurch ergibt sich die Form des Messvolumens als Rotationsellipsoid und 

das typische Messsignal, der sogenannte „burst“. Ruck [108] gibt in seinem Buch eine wellen-

theoretische Erklärung dieses Messprinzips, die anhand Bild 3-6 ersichtlich ist. Der Licht-

strahl eines cw-Lasers wird durch eine geeignete Strahlteilungsoptik in zwei Partialstrahlen 

aufgespalten. Diese werden mit einer Konvexlinse fokussiert und am Brennpunkt der Linse 

zum Schnitt gebracht, was auch das Messvolumen darstellt. Ein durch das Messvolumen 

durchfliegendes Teilchen nimmt zwei Frequenzen   
  und   

  nach dem Dopplereffekt wahr, 

wo    die Laserlichtfrequenz,          das Skalarprodukt aus Teilchengeschwindigkeitsvektor und 

Richtungsvektor der Lichtstrahlausbreitung des beleuchtenden Laserstrahls und   die Lichtge-

schwindigkeit bedeuten. 

 

    
       

             

 
  Gleichung 3-3 

 

Der Detektor, der auch auf das Messvolumen fokussiert wird, nimmt die Überlagerung zweier 

Doppler-verschobenen Lichtfrequenzen     und      

 

        

   
             

 
 

   
         

  

 

 

 

Gleichung 3-4 

 

 

als Schwebefrequenz wahr. 

 

              
                  

 
  

 

Gleichung 3-5 

 

Nach Lösung der Skalarprodukte und mit 
  

 
 

 

 
 ergibt sich für die Frequenz: 

 

   
                        

 
 Gleichung 3-6 

 

und nach anschließender trigonometrischen Umformung: 

 

            
     

 
 Gleichung 3-7 

          

Die dargestellte LDA-Anordnung lässt sich als LDA-Zweistrahlverfahren in Vorwärtslicht-

streuung klassifizieren. Sie wird dadurch gekennzeichnet, dass beide das Messvolumen bil-

denden Laserstahle gleiche Lichtleistungen aufweisen, was durch den Strahlteiler erzielt wird. 

Unter dem Begriff „Vorwärtslichtstreuung“ versteht man die Anordnung des Photodetektors, 

der der Senderseite gegenübersteht und Streulicht detektiert, das nach vorne in Laserstrahl-

ausbreitungsrichtung gestreut wird. Die wesentlichen Vorteile dabei bestehen in der Rich-
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tungsabhängigkeit des Signals für die Detektion und die sich wegen der gleichen Intensität 

beider Streustrahlen ergebenden Signale bester Durchmodulation, insbesondere bei kleinen 

Kreuzungswinkeln. Eine theoretische Begründung dafür liefert die Arbeit von Mie [114] be-

züglich der Streulichtausbeute an kugelförmigen Teilchen aus dem Jahr 1908 und trägt seinen 

Namen, die Mie-Theorie. Sie beschreibt die Lichtstreuung an einer Kugel in einer ebenen, 

monochromatischen Welle. Die räumliche Verteilung des Streulichtes, das vom Teilchen er-

zeugt wird, weist richtungsabhängige, unterschiedliche Intensitätsverläufe auf, was im fol-

genden Bild 3-7 veranschaulicht wird. 

 
Bild 3-7: Richtungsabhängige Streuintensitätsverteilung (Mie-Theorie), Quelle Ruck [108] 

 

Es ist ersichtlich, dass die Streuintensität der Vorwärtslichtstreuung um Größenordnungen 

größer ist als der Rückwärtslichtstreuung. Aus diesem Grund ist die empfangene Streulicht-

leistung von entscheidender Bedeutung für die Güte der Modulationstiefe. 

Die Aufgabe des Detektors ist die Umwandlung der auffallenden Lichtleistung in ein elektri-

sches Signal, seine Digitalisierung und Zufuhr zum Signalprozessor. In diesem werden die 

zeitlich diskontinuierlichen Signale ausgewertet und die Mittelwerte sowohl der Geschwin-

digkeitskomponenten, als auch der zentralen Momente nach 

 

      
 

 
        

 

 

 

 

Gleichung 3-8 

 

 

  
               

 

 
    

      

 

 

 Gleichung 3-9 

           

  
   

               
 

 
                  

 

 

 Gleichung 3-10 

 

gebildet. Die Richtungsabhängigkeit der gemessenen Signale kann durch das Einbeziehen 

einer Frequenzverschiebung (frequency shifting) bewerkstelligt werden, wobei, mit     als 

Bragg-Zellen-Differenzfrequenz, sich die Geschwindigkeit wie folgt ausdrücken lässt: 
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 Gleichung 3-11 

                           

Die Bragg-Zelle ist ein optoakustischer Modulator, der zwischen dem Strahlteiler und der 

fokussierenden Linse an einem der beiden Laserstrahlen geschaltet ist. Er bewirkt eine Ver-

schiebung der Laserfrequenz dieses Strahls um etwa 40 MHz, was dazu führt, dass das Inter-

ferenzgitter der zu messenden Geschwindigkeit in Bewegung versetzt und dadurch die Auflö-

sung negativer Geschwindigkeiten ermöglicht wird. Die Auswahl der Shiftfrequenz ist auf die 

optischen Parameter und die zu erwartenden maximalen negativen Geschwindigkeiten be-

dacht. 

Diese Überlegungen sind auf die Messung aller drei Geschwindigkeitskomponenten mit der 

Forderung nach zeitlicher und räumlicher Konsistenz übertragbar. Somit kann ein LDA-

System, wie in der hier beschriebenen Anwendung, mehrdimensional eingesetzt werden. Da-

raus folgt, dass alle sechs LDA-Strahlen sich in einem Punkt, im Messvolumen, kreuzen. Da 

für jede Geschwindigkeitskomponente ein separater Prozessor zur Verfügung steht, werden 

die erzeugten Signale selektiv in den jeweiligen Prozessor eingespeist. Um die Koinzidenz 

und somit die zeitliche Konsistenz der Signale zu gewährleisten, werden statistische Größen 

nur aus solchen Signalen, die in allen drei Prozessoren innerhalb eines Zeitfensters vorliegen, 

gebildet. 

 
Bild 3-8: LDA-Anordnung 

 

Apparativ umfasst die Messtechnik eine Dantec-Fiberoptics-LDA-Anlage, die schon in frühe-

ren Arbeiten, z.B. [8] und [45], beschrieben ist. Die Anlage besteht aus einem Farbentrenner, 

zwei 85 mm Dantec Optiken, drei Photomultiplier und drei Signalprozessoren. Das vom Laser 

ausgestrahlte Licht wird im Farbentrenner in drei monochromatischen Strahlen aufgeteilt, 

womit die drei Geschwindigkeitskomponenten erfasst werden. Darin befinden sich auch drei 

Strahlteiler und entsprechend drei Bragg-Zellen. Die entstandenen sechs Strahlen werden mit-

tels optischer Leiter zu den Dantec [115] Optiken geleitet, womit sie auf das Messvolumen 

fokussiert werden. Ihre Anordnung um die Brennkammer ist als Draufsicht anhand Bild 3-8 

dargestellt. Aus dieser Darstellung kommt der wesentliche Vorteil der verwendeten Optiken 

zum Vorschein, dass sie neben dem Strahlentransmitter auch einen Streulichtreceiver integrie-

ren. Dies erlaubt eine kompakte Anordnung in Vorwärtslichtstreuung, wodurch nicht nur die 

maximale Streulichtintensität zur Auswertung benutzt, sondern auch die räumliche Konsis-

tenz der 3 gemessenen Signale gewährleistet werden kann. Somit ist die im Bild 3-8 links 

dargestellte Optik Receiver für violettes Licht, das von der anderen Optik ausgestrahlt wird. 
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Die Optik rechts ist gleichzeitig Receiver für grünes und blaues Licht, das von der linken Op-

tik ausgestrahlt wird. 

Es ist ersichtlich, dass die Optiken nicht koaxial positioniert sind, wie die Anordnung in Vor-

wärtsstreurichtung vermuten lassen würde. Wäre dies der Fall, so könnte mit violettem Licht 

nicht die tangentiale Geschwindigkeitskomponente  , sondern redundant die radiale Ge-

schwindigkeitskomponente   gemessen werden, die direkt mit blauem Licht erfasst wird. Ei-

ne direkte Messung von   wäre nur bei rechtwinkliger Anordnung der beiden Optiken mög-

lich, wobei das detektierte Streulicht verglichen mit der koaxialen Anordnung wesentlich 

schwächer wäre und dadurch die Signalqualität beeinträchtigen würde. Aus diesen Überle-

gungen stellt die realisierte Anordnung ein Kompromiss dar, wodurch die tangentiale Ge-

schwindigkeit   indirekt über die gemessene Geschwindigkeit   bestimmt wird. Diese bein-

haltet Information sowohl über die radiale, als auch über die gesuchte tangentiale Geschwin-

digkeitskomponente. Nach einer trigonometrischen Umformung unter Berücksichtigung des 

Winkels von 150° ergibt sich folgender Ausdruck für   : 

 

              Gleichung 3-12 

 

Dieser Sachverhalt wird durch die folgende Transformationsmatrix, die die direkt gemessenen 

(G, B, V) Geschwindigkeitskomponenten in die gesuchten Komponenten       in Zylinder-

koordinaten umwandelt, veranschaulicht: 

 

 

      
      
      

   
   
   
        

   
 
 
 
  Gleichung 3-13 

                      

Dadurch steht für jeden gemessenen Feldpunkt ein Kollektiv momentaner Geschwindigkeits-

werte zur Verfügung, woraus statistische Berechnungen, sowie dynamische Analyse des Sig-

nals ermöglicht werden. 

Als Tracer für das gegenwärtige LDA-System werden MgO-Teilchen in der Größe 0,7-1,2 

µm aufgrund seiner thermischen Beständigkeit und gefahrenloser Handhabung verwendet. 

Diese Teilchen werden der Luftströmung am Eintritt des Plenums beigemischt (s. Bild 3-2). 

 

3.2.3. Tropfengrößenverteilung im Kerosinspray 

 

Eine Erweiterung des oben beschriebenen LDA-Systems stellt die PDA (Particle Dynamics 

Analysis) dar [115]. Sie ist eine punktuelle, berührungslose Messmethode und liefert Informa-

tion über die Größenverteilung, Geschwindigkeit und daraus berechneten Konzentrationen 

transparenter kugelförmiger Partikel in einer Zweiphasenströmung, die Sprayuntersuchungen 

in Düsennähe eines Brennersystems erlaubt.  

Zur Funktionserklärung dieser Messtechnik im Brechungsmodus erster Ordnung kann das 

Interferenzstreifenmodell wieder herangezogen werden. Durchläuft demzufolge ein sphäri-

scher Tropfen das Messvolumen, werden die hellen Streifen an der Phasengrenze Luft-

Tropfen einmal gebrochen, propagieren durch das Tropfen und werden an der Phasengrenze 

Tropfen-Luft ein zweites Mal gebrochen. Der dafür zugrundeliegende Brechungsindex ist 

eine Eigenschaft des flüssigen Kerosins und wird in der Arbeit von Rachner [25] angegeben.  
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Bild 3-9: PDA-Prinzip 

 
Bild 3-10: PDA-Anordnung 

 

Die ursprünglich parallelen Strahlen im Interferenzgitter werden aufgrund der Tropfenwöl-

bung in unterschiedlichen Richtungen gebrochen und werden in einem Empfänger, der aus 

mindestens zwei Photomultiplier besteht, registriert. Die beiden Photomultiplier sehen eine 

Phasendifferenz, die aus der unterschiedlichen Brechungsrichtung resultiert. 

Anhand Bild 3-10 ist der optische Aufbau mit den in die Berechnung einbezogenen Winkeln 

dargestellt. Desweiteren ist die Beziehung zwischen gemessener Phasendifferenz   und Trop-

fendurchmesser, basiert auf dem relativen Brechungsindex, anhand Gleichung 3-14 ersicht-

lich.  

 

  
     

 

            

                         
                         

 
Gleichung 3-14 

 

Somit besteht eine Beziehung zwischen Phasenverschiebung und Tropfendurchmesser, wo-

nach für jeden zur Auswertung herangezogenen Tropfen ein Durchmesserwert zugeordnet 

werden kann. Die zweidimensionale Tropfengeschwindigkeit wird aus dem Dopplersignal an 

einem der drei Photomultiplier bestimmt. Für jeden Feldmesspunkt wird auf diese Weise ein 

Kollektiv von Durchmesser- und Geschwindigkeitswerten erstellt, das groß genug für eine 

statistische Auswertung sein muss. Diese umfasst in der gegenwärtigen Auswertung die Be-

rechnung des SMD und der axialen Massenstromdichte, die aussagekräftig in Bezug auf die 
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Spraydichte ist. Eine sehr ausführliche Beschreibung dieser Messtechnik geben Albrecht et al. 

[116] in ihrer Arbeit. 

 

3.2.4. High Speed Imaging 

 

Zusätzlich zu PDA bietet eine hochfrequente Bildaufnahme des Sprays in der Brennkammer 

die Vorteile der Visualisierung sämtlicher relevanter Flüssigkeitsfragmente, sowie die Erfor-

schung ihres zeitlichen Verhaltens [117] an. Anhand Bild 3-11 ist diese Messanordnung dar-

gestellt. Der Lichtstrahl eines cw-Lasers (Argon Ion Laser) mit einer Ausgangsleistung von 6 

W propagiert durch eine Zylinderlinse und erzeugt somit einen Lichtschnitt, der in einer Glas-

zylinderkammer die Messebene bildet. 

 
Bild 3-11: HSI-Anordnung 

 

Elemente des Sprays können in dieser Ebene beleuchtet werden und das von ihnen gestreute 

Licht wird von einer CCD Kamera aufgenommen. Die Kamera ist vom Typ Photron Ultima 

APS-RS, die durch eine Auflösung von 512x512 Pixeln im Bereich 3000 – 10000 Hz und 

512x256 Pixeln im Bereich 10000 – 30000 Hz charakterisiert wird. Die Bilder werden mit 

einem Sigma APO MACRO Objektiv (180 mm, 1:2,8) aufgenommen. 

Die Kamera ist nicht senkrecht zum Lichtschnitt ausgerichtet, sondern unter einem Winkel zu 

der Laserachse, wie im Bild 3-11 dargestellt. Diese Tatsache wird durch die begrenzt zur Ver-

fügung stehende Lichtmenge begründet und stellt ein Kompromiss zwischen der einerseits für  

die hohe Aufnahmefrequenz erforderliche kurze Verschlusszeiten (30 µs), d.h. kurze Belich-

tungszeiten, und der andererseits nach der Mie-Theorie vorhandenen maximalen Intensität des 

Streulichts in Vorwärtsrichtung der Beleuchtung dar. Aus diesem Grund ist ein Pulslaser, der 

einzelne Lichtimpulse mit einer 100-fachen Lichtintensität des Dauerstrichlasers ausstrahlt, 

aufgrund der begrenzten Pulsfrequenz zur Auswertung dynamischer Vorgänge weniger ge-

eignet. 

Durch die schräge Anordnung der Bildebene zum Laserlichtschnitt und durch die minimale 

Schärfentiefe, bedingt durch die maximale Blendenöffnung, entsteht ein weiterer Nachteil. 

Die gesamte Bildbreite kann nicht scharf fokussiert werden, so dass zur dynamischen Aus-

wertung nur Bilder der Sprayhälfte herangezogen werden, die gut fokussierbar sind.  

Aus einzelnen in Sequenz aufgenommenen Bildern können wiederholende Muster erkannt 

und mit Kenntnis der Aufnahmerate dominante Frequenzen des Sprays bestimmt werden. 

Werden sie pixelweise gemittelt, steht ein zeitlich gemitteltes Bild zur Verfügung, das die 

Eigenschaften des Sprays veranschaulicht – Spraywinkel, Position und Zerstäubungsverhal-

ten. 
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3.2.5. Gaskonzentrationsmessung 

 

Die Gaskonzentrationsmessung spielt eine wichtige Rolle bei der Erforschung der Flammen-

eigenschaften, weil daraus Informationen über Flammenstabilität, Flammenposition und 

Reaktionsfortschrittsverlauf im Feld gewonnen werden können. Bei den Messungen im 

Brennraum handelt es sich um punktuelle Volumenkonzentrationsmessungen mit einer was-

sergekühlten Absaugsonde, die anhand Bild 3-12 mit ihren relevanten Abmessungen darge-

stellt ist. Die Abgassonde ist an den Abgasanalysator angeschlossen, der eine Absaugpumpe 

integriert, wodurch das Messgas im Brennraum angesaugt werden kann. Die Wasserkühlung 

dient zum einen zum Kühlen der Sonde, so dass sie nicht in der Flamme beschädigt wird. 

Zum anderen soll das angesaugte Messgas rasch abgekühlt werden, so dass ablaufende Reak-

tionen in der Sonde unterdrückt und die Spezieszusammensetzung am Messort wiedergegeben 

werden. 

 
Bild 3-12: Abgassonde 

 

Durch den Einsatz dieser Messtechnik findet ein rasches Quenching (             ) 

statt, wie Brutscher [118] in seiner Arbeit festgestellt hat. Ein wesentlicher Nachteil bei ihrer 

Anwendung auf verdrallte Flammen besteht allerdings darin, dass die Absaugung des Mess-

gases nicht isokinetisch erfolgt. 

In der gegenwärtigen Arbeit werden Volumenkonzentrationen von O2, CO2, CO und unver-

brannten Kohlenwasserstoffen (UHC) untersucht. Während die ersten drei trocken gemessen 

werden (Hartmann und Braun, Modell URAS14 und MAGNOS 14), werden die UHC nass 

mittels eines FID (Flammenionisationsdetektor) gemessen. Die Trocknung des Abgases er-

folgt in einem vorgeschalteten Kondensator, der mit einem beheizten Schlauch mit der Probe-

entnahme verbunden ist. Dieser verhindert die vorzeitige Kondensation des Wassers und der 

unverbrannten Kohlenwasserstoffe im Abgas. In der Analyseanlage wird das getrocknete Pro-

bengas nach dem Prinzip der Infrarotabsorption auf CO2 und CO analysiert. Die Bestimmung 

des Sauerstoffgehaltes erfolgt nach dem Prinzip des Paramagnetismus. Die Messungen durch 

den Flammenionisationsdetektor (Gaschromatograph) basieren auf der Leitfähigkeit einer 

Knallgasflamme zwischen zwei Elektroden. Die zu analysierende Substanz wird mit einem 

Trägergasstrom in die Flamme transportiert und dort thermisch ionisiert. Die Messung erfolgt 

an den freiwerdenden Elektronen, die aufgefangen und aufgezeichnet werden. 

Aus den jeweiligen gemessenen Volumenkonzentrationen resultiert für jeden Feldpunkt die 

Berechnung des Luft-Brennstoff-Verhältnisses nach der SAE Vorschrift ARP1533 (Aerospa-

ce Recommended Practice) [119]: 
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 Gleichung 3-15 

                     

Hier bedeuten   die absolute Luftfeuchtigkeit,   das Verhältnis von H- zu C-Atomen im 

Brennstoffmolekül,    die jeweilige molare Masse und           den Molanteil von CO2 

in der Luft, der als konstant angenommen werden kann. Die Brennstoffeigenschaften werden 

der Untersuchung von Rachner [25] entnommen, wie im Kapitel 2.1.1 angegeben ist. 

Desweiteren kann aus den gemessenen Daten eine Reaktionsfortschrittsvariable in der Form 

 

  
         
          

 Gleichung 3-16 

 

für jeden Feldpunkt berechnet werden [120] und nimmt den Wertebereich zwischen Null und 

Eins an. Hier bedeuten: 

-       die Luftvorwärmetemperatur, 

-      die aus den gemessenen Spezies berechnete Verbrennungstemperatur nach dem 

Gleichgewicht der Totalenthalpie der Edukte und der Produkte,  

-       die theoretische Verbrennungstemperatur bei dem nach Gleichung 3-15 berech-

neten LBV unter Berücksichtigung eines vollständigen Brennstoffumsatzes. 

Die theoretische Verbrennungstemperatur berücksichtigt das Reaktionsgleichgewicht mit ei-

nem Maximum an Entropie, d.h. die Unmöglichkeit eines weiteren Reaktionsablaufs. Folglich 

gibt der Bezug auf diese Größe Aufschluss darüber, inwieweit die Reaktion im Feld abge-

schlossen ist. Findet überhaupt keine Reaktion statt, verschwindet C. Wird im Idealfall der 

gesamte Brennstoff umgesetzt, so wird die theoretische Verbrennungstemperatur erreicht und 

C nimmt den Wert Eins an. 

Bei den Flammenstabilitätsmessungen handelt es sich um globale Volumenkonzentrations-

messungen auf der Achse am Austritt der Brennkammer, wobei die oben beschriebene Mess-

technik verwendet und das Eintreten des LBO anhand der Erhöhung der CO-Konzentration 

ermittelt wird. 

 

3.2.6. Temperaturmessung 

 

Das Temperaturfeld liefert Information über die Flammentopologie, die zusätzlich zu dem 

Gaskonzentrationsfeld hilfreich für die Ergebnisinterpretation ist. Die Temperaturfeldmes-

sung wird mit Hilfe eines Thermopaars, das aus 100 µm dicken legierten Drähten 

PtRh6/PtRh30 besteht und nach DIN-EN 605 84-1 [121] als Typ „B“ bezeichnet wird, durch-

geführt. Diese Drähte sind stumpfgeschweißt, wodurch die Schweißstelle den Messpunkt bil-

det. Wie im Kapitel 3.1 gezeigt (vgl. Bild 3-1), wird das Thermopaar radial in die Brennkam-

mer eingeführt, womit die Temperaturerfassung ermöglicht wird. Aus den Messpunkten 

ergibt sich das Temperaturfeld. 

Diese Messtechnik ist insbesondere dadurch charakterisiert, dass zeitlich aufgelöste Werte 

aufgenommen werden können. Dafür sprechen in erster Linie die dünnen Drähte, die schnell 

genug auf die Temperaturänderungen reagieren können. Weitere Vorteile bestehen in den 

erhöhten räumlichen Auflösung und Messgenauigkeit, da aufgrund des kleinen Messpunkts 
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mit einem Durchmesser von etwa 100 µm die Strahlungswirkung vernachlässigt werden kann. 

In Kauf genommen werden muss jedoch die erhöhte Ausfallgefahr durch Zerreißen des 

Thermoelements, insbesondere bei erhöhter Temperatur und bei Messungen in Zweiphasen-

strömungen.  

Um eine möglichst hohe Abtastrate beim jeweiligen Messpunkt zu ermöglichen, wird dem 

Thermopaar ein Eckfrequenzverstärker vorgeschaltet mit dem Ziel, das Übertragungsverhal-

ten der Messstrecke bis hin zu höheren Frequenzen zu verschieben. Der Eckfrequenzverstär-

ker muss den lokalen Wärmeübertragungsbedingungen, d.h. für jeden gemessenen Feldpunkt, 

entsprechend kalibriert werden. Dies wird durch eine Kalibrierungsprozedur durchgeführt, 

wobei Heizimpulse zum Thermopaar gesendet und die Antwort in Form von einer Abkühl-

kurve entsprechend den lokalen Strömungsverhältnissen aufgezeichnet werden. Die Charakte-

ristik der Abkühlkurve ist für die Parametrierung des Eckfrequenzverstärkers ausschlagge-

bend.  

Dieses Messsystem liefert somit für jeden Feldmesspunkt ein Signalkollektiv, woraus die 

mittlere Temperatur, sowie der Schwankungswert berechnet werden können. Eine detaillierte 

Beschreibung dieser Messtechnik findet sich in der Arbeit von Prade [105]. 

 

3.3. Qualität der Messdaten 

 

Das Ziel, den wahren Wert einer Messgröße zu finden, kann infolge der vielfältigen Einflüsse 

bei Messungen grundsätzlich nicht erreicht werden - es treten immer Messabweichungen auf. 

Sie werden in zufällige und systematische Messabweichungen unterteilt. Die zufällige Mes-

sabweichung kann deterministisch nicht erfasst, sondern über statistische Methoden abge-

schätzt werden. Die systematische Messabweichung setzt sich aus bekannten und unbekann-

ten Anteilen zusammen, wobei die ersteren, wenn sinnvoll, korrigiert werden können. Nach 

[122] ist das Ergebnis stets in folgender Form anzugeben: 

 

Messergebnis=Messwert±Messunsicherheit 

 

Durch die Messunsicherheit wird die Streuung der durch die einzelnen Messungen erhaltenen 

Schätzwerte für die Messgröße gekennzeichnet. Sie setzt sich additiv aus den systematischen 

und den zufälligen Messabweichungen zusammen und ist ein Parameter für die Genauigkeit 

der Messung. Das Ausmaß der Übereinstimmung eines Messwertes mit dem wahren Wert der 

Messgröße wird durch die Begriffe Richtigkeit und Präzision gekennzeichnet. Der erste Be-

griff gibt Aufschluss über die Übereinstimmung des Mittelwertes eines Messwertkollektivs 

mit dem wahren Wert der Messgröße. Die Präzision liefert Information über die Überein-

stimmung zwischen den Ergebnissen unabhängiger Messungen. 

Die Bestimmung der Messunsicherheiten erfolgt nach dem internationalen Leitfaden [123] 

durch zwei Methoden: 

 – Typ A: Methode zur Ermittlung der Standardmessunsicherheit durch statistische Analyse 

von Messreihen 

–   Typ B:  Methode zur Ermittlung der Standardmessunsicherheit 

Die Typ A-Methode wird durch statistische Auswertung einer Reihe   unabhängiger Einzel-

messwerte    hinsichtlich des arithmetischen Mittelwerts und der Standardabweichung cha-

rakterisiert: 
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Gleichung 3-17 

 

 

Werden systematische Messabweichungen von vornherein ausgeschlossen, ist der Mittelwert 

ein geeigneter Schätzwert für die Messgröße, deren Standardunsicherheit durch 

 

      
 

  
 Gleichung 3-18 

 

angegeben werden kann. Sind dagegen für einen Referenzwert   nur ein Mindestwert      

und ein Höchstwert      bekannt, wird die Typ B-Methode angewandt. Sind dabei die Werte 

in diesem Intervall alle gleichwahrscheinlich, so können für den Referenzwert und seine 

Standardunsicherheit      der Mittelwert und die Standardabweichung der Rechteckvertei-

lung entsprechend verwendet werden. 

 

  
         

 
 Gleichung 3-19 

 

     
         

   
 Gleichung 3-20 

 

Ist hingegen anzunehmen, dass Werte in der Mitte des Intervalls wahrscheinlicher sind als 

Werte am Rand, so kann hinsichtlich der Standardunsicherheit anstelle der Rechteckvertei-

lung eine symmetrische Dreieckverteilung gewählt werden. 

 

     
         

   
 Gleichung 3-21 

 

Ein Messergebnis als Funktion mehrerer unabhängigerer Messgrößen            unter-

liegt in Bezug auf die gesamte Messunsicherheit unter Berücksichtigung der Messunsicher-

heiten der einzelnen Messgrößen dem Fortpflanzungsgesetz für Messunsicherheiten nach 

Gauß: 

 

       
  

  
     

 

  
  

  
     

 

   Gleichung 3-22 

 

Die Qualität der Messergebnisse äußert sich jedoch nicht nur in der ständigen Angabe einer 

Messunsicherheit und der Strebung nach ihrer Minimierung [124]. Bei dieser Beurteilung 

sollen die Einstellgenauigkeit der Betriebsparameter, die durch die Messtechnik bedingten 

Betriebsstörungen, den Störeinfluss der Messstrecke auf die Messergebnisse, sowie die zeitli-

che und räumliche Konsistenz der Messergebnisse neben der Messunsicherheit des Messge-

räts in Betracht gezogen werden.        
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Da die Schlussfolgerungen in dieser Arbeit auf Auswertung gemessener Felder beruhen, liegt 

besondere Bedeutung auf ihrer Qualitätsbeurteilung. Ein qualitativ hochwertiges Feld zeich-

net sich in erster Linie dadurch aus, dass keine unstetigen Stellen im Verlauf der Messgröße 

vorhanden sind. Eine besondere Herausforderung dabei stellt die Notwendigkeit dar, konstan-

te Betriebsbedingungen über längere Zeit aufrechtzuerhalten. Weitere wesentliche Schwierig-

keit bei der Felderfassung besteht darin, dass der Flammenbetrieb an bestimmten  Stellen be-

sonders stark durch die Messtechnik beeinflusst wird, wie dies z.B. in der Nähe des Düsen-

austritts der Fall ist. In dieser Hinsicht werden berührungslose Messtechniken, wie die Laser-

messtechnik, durch besondere Vorteile gekennzeichnet.  

Eine systematische Quantifizierung aller Messunsicherheiten ist sehr aufwendig und ist nicht 

im Fokus dieser Arbeit. Nach einer Abschätzung liegt die Richtigkeit der einzelnen Messer-

gebnisse im Bereich 15-20% des gemessenen Wertes in Bezug auf die theoretisch richtige 

Größe, wenn alle beschriebenen Störfaktoren berücksichtigt werden. Die Präzision der Ergeb-

nisse äußert sich primär in der Konsistenz der Messfelder. In diesem Fall kann ein engerer 

Bereich von 5-6% in Bezug auf berührungsbehaftete Messtechniken angegeben werden, da 

sich hier die meisten Störeinflusse gleich auf die Messgenauigkeit auswirken und lediglich die 

unterschiedliche Beeinflussung des Betriebs durch die Messtechnik eine Rolle spielt. In Be-

zug auf die berührungslosen Messmethoden wie LDA, PDA kann ein noch engerer Präzisi-

onsbereich von 2-3% angegeben werden, der den Angaben des Herstellers entspricht.  

 

4. Ergebnisse und Diskussion 
 

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der Versuchsdurchführung nach der ausgeführten 

Untersuchungssystematik dargestellt und gleichzeitig diskutiert. Zuerst konzentriert sich die 

Betrachtung auf den kerosinbefeuerten Prototypenbrenner, wobei die Flammenstabilitätscha-

rakteristik bestimmt und auf das Umwandlungsphänomen durch Vergleich der Feldeigen-

schaften eingegangen wird. 

Im zweiten Teil finden sich die Untersuchungsergebnisse der gasbefeuerten Konfiguration. 

Diese umfassen die Feldeigenschaften am Vergleichsbetriebspunkt sowie die Bestimmung der 

Flammenstabilitätscharakteristik und ihre Gegenüberstellung zu der Kerosinflamme. Darauf 

basierend erfolgt die Ähnlichkeitsbetrachtung beider Flammen.   

Im dritten Teil sind die Untersuchungsergebnisse des skalierten Brenners dargestellt. Die er-

mittelten Feldeigenschaften am Referenzbetriebspunkt sowie die Flammenstabilitätscharakte-

ristik werden den Ergebnissen des Prototypenbrenners gegenübergestellt. Dies erfolgt eben-

falls durch dimensionslose Ähnlichkeitsparameter.  

Die Darstellungen bilden die Messdaten ab, die über den radialen Bereich erfasst wurden, s. 

Kapitel 3.1. Aufgrund der angenommenen axialen Symmetrie werden sie als repräsentativ für 

den gesamten Querschnitt der Brennkammer betrachtet. 

Als Faktoren sämtlicher normierten Darstellungen werden die volumetrische Austrittsge-

schwindigkeit U0, sowie der Düsenaustrittsradius R0 herangezogen. Erstere kann aus dem ge-

messenen Massenstrom und aus der geometrischen Austrittsfläche berechnet werden, ihr Wert 

ist 50 m/s und sie ist bei den untersuchten Konfigurationen konstant. Der Düsenaustrittsradius 

R0 beträgt für beide Prototypen 20 mm und für das Modell 10 mm, s. Tabelle 3-1. 
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4.1. Kerosinbefeuerte Konfiguration, Prototyp 

 

Im Zug der Betrachtung der untersuchten Prototypenkonfiguration werden zunächst die 

grundlegenden Konfigurationsparameter Drallzahl und effektive Fläche dargestellt. Die theo-

retische Drallzahl ist eine geometrieabhängige Größe und somit Designparameter. Für die 

Berechnung der theoretischen Gesamtdrallzahl nach Gleichung 2-67 sind die Kenntnis der 

theoretischen Drallzahlen des primären und sekundären Drallerzeugers, sowie ihr Massen-

stromverhältnis erforderlich. Das Massenstromverhältnis            resultiert aus einer 

Drallmessung der einzelnen Kanäle, wie bereits beschrieben (Kapitel 3.2.1). Die erforderli-

chen Daten sind in Tabelle 4-1 erfasst, woraus sich eine theoretische Gesamtdrallzahl von 

0,76 ergibt. Die effektive Fläche     , experimentell ermittelt nach der Formel für den Aus-

fluss kompressibler Fluide von Saint Venant und Wantzell [40] durch Messung des Luftmas-

senstroms, der Lufttemperatur und des Druckverlustes (Gleichung 4-1), beträgt 640 mm
2
, was 

unter Berücksichtigung der geometrischen Fläche von 1023 mm
2
 in einen Durchflussbeiwert 

cv von 0,62 resultiert.   

 
Tabelle 4-1: Drallparameter der untersuchten Düse 

                                 

0,56 0,88 0,44 0,76 

 

 

                

       
   
    

 

   
 
       

  

   
      

Gleichung 4-1 

 

 

4.1.1. Phänomenologie der untersuchten Betriebspunkte 

 

Die Erforschung des Flammenverhaltens in der Nähe der mageren Löschgrenze bedingt zu-

nächst die Bestimmung des stabilen Betriebsbereiches der Brennerkonfiguration. Anhand Bild 

4-1 ist die Stabilitätscharakteristik über den variierten Luftmassenstrom bei konstanter Luft-

vorwärmetemperatur von 540 K ersichtlich. Um eine Praxisrelevanz der Untersuchung zu 

erlangen, werden die Referenzbetriebspunkte mit 3,5% normierter Druckverlust realitätsnah 

definiert. Der stabile Betriebspunkt, charakterisiert durch ein LBV von 27 (Φ=0,54), liegt in 

ausreichender Entfernung von der Stabilitätsgrenze. Der semi-stabile Betriebspunkt, repräsen-

tiert durch LBV von 31 (Φ=0,47) befindet sich sehr nah an der Stabilitätsgrenze. Diese Wahl 

wird durch den prinzipiellen Unterschied beider Flammen in Bezug auf die Flammenstruktur 

bedingt, den Bild 4-2 illustriert. Somit repräsentieren die Betriebspunkte diese zwei Flam-

menerscheinungsformen, die auf den beiden Seiten der Charakteristik der Umwandlung lie-

gen, ebenfalls dargestellt im Bild 4-1. Beide Charakteristika zeigen einen Trend zur Ein-

schränkung des stabilen Betriebsbereichs mit Erhöhung von Δp/p. 
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Bild 4-1: Stabilitätscharakteristik, Umwandlungscharakteristik des kerosinbefeuerten Prototyps  

 
Bild 4-2: Prinzipieller Unterschied zwischen der stabilen (links) und der semi-stabilen (rechts) Flamme 

 

4.1.2. Betrachtung der mittleren Strömungsfelder 

 

Die Flammen werden systematisch durch Felduntersuchungen auf ihre Eigenschaften er-

forscht. Im Bild 4-3 sind zunächst die entsprechenden durch LDA gemessenen Strömungsfel-

der bezüglich der mittleren axialen Geschwindigkeit dargestellt, wo sich zusätzlich das iso-

therme Strömungsfeld dieser Konfiguration findet. An den Bildern sind die Isolinien ver-

schwindender mittleren axialen Geschwindigkeit, sowie die aus der radialen und der axialen 

Komponente für jeden Feldpunkt gebildeten Geschwindigkeitsvektoren zu sehen. Die axiale 

Expansion der Strömung fällt am stärksten für den stabilen Fall (Mitte) aus. Dies ist konsis-

tent, da dabei die höchste Feldtemperatur und somit der höchste Volumenstrom existiert. 

Aufgrund der erhöhten axialen Geschwindigkeit steigt der axiale Impulsstrom im Feld, was zu 

einer lokalen Absenkung der Drallzahl führt. Dadurch bedingt, schließt die innere Rezirkula-

tionszone im stabilen reagierenden Fall nach 3,6 Düsenradien. In den anderen beiden Fällen 

fällt die Drallzahl aufgrund der niedrigeren Feldtemperatur hoch genug aus, wodurch die Re-
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zirkulation im gesamten axialen Messbereich erhalten bleibt. Die Struktur der ORZ, bedingt 

durch die eingeschlossene Strömung, ist weitestgehend unverändert.  

 

 
Bild 4-3: Normierte Strömungsfelder mit Isolinien u/U0=0,          . Isotherm links, stabil reagierend Mit-

te, semi-stabil reagierend rechts 

 

 
Bild 4-4: Radiale Profile der normierten mittleren axialen Geschwindigkeit der isothermen Strömung  
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Bild 4-5: Radiale Profile der normierten mittleren axialen Geschwindigkeit der stabil reagierenden Strö-

mung  

 
Bild 4-6: Radiale Profile der normierten mittleren axialen Geschwindigkeit der semi-stabil reagierenden 

Strömung 

 

Anhand Bild 4-4, Bild 4-5 und Bild 4-6 sind die radialen Profile der mittleren axialen Ge-

schwindigkeit an ausgewählten axialen Positionen für diese Fälle (isotherm, stabil, semi-

stabil) zu sehen. Direkt am Düsenaustritt fällt das Maximum im isothermen Fall am höchsten 

aus. Es verringert sich mit steigendem Düsenabstand aus Kontinuitätsgründen, da das Mas-

senstrommaximum durch die Strömungsumlenkung zu größeren Radien wandert. Im gesam-

ten dargestellten Bereich sind die negativen Werte in der Nähe der Mittellinie sichtbar, die 

von der IRZ herrühren. Analog ist auch die äußere Rezirkulationszone anhand der Profile bis 

zwei Düsenradien stromabwärts ersichtlich. Bei den reagierenden Strömungen ist das Maxi-

mum des Geschwindigkeitsprofils am Düsenaustritt kleiner als im isothermen Fall. Eine mög-
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liche Ursache dafür wäre die Übertragung von Axialimpuls an den flüssigen Brennstoff. Hin-

zu kommt eine Verringerung der Rückströmung auf der Achse, die durch den Axialimpuls der 

strömenden flüssigen Tropfen bedingt wird und wegen der Kontinuität das Geschwindig-

keitsmaximum im Hauptströmungsgebiet vermindert. Die Maxima der Profile weiter strom-

abwärts verringern sich nicht so stark. Insbesondere bei der stabil reagierenden Strömung be-

wirkt die Wärmeentwicklung durch die Verbrennung eine thermische Expansion, woraus wei-

ter stromabwärts eine Erhöhung der Geschwindigkeitsmaxima erfolgt.  

Bei der semi-stabilen Verbrennung ist die thermische Expansion schwächer. Sie bedingt auch 

die Verschiebung der Maxima zu höheren Radien, aber der Betrag des Maximums bleibt un-

gefähr gleich wie beim isothermen Fall. In allen drei Fällen sind die steilen Gradienten zum 

Maximum, insbesondere am Profil am Düsenaustritt, auffallend. Auf der rechten Seite fällt 

dieser Gradient mit der radialen Position r/R0=1, d.h. mit dem Austrittsradius der Düse, zu-

sammen. Mit steigendem axialem Abstand flacht dieser Gradient für die isotherme und semi-

stabilen Strömung stärker als für die stabile Strömung ab. Ähnliches Verhalten zeigt auch der 

Gradient auf der linken Seite.  

Aus den gemessenen Profilen der axialen Geschwindigkeit und im Vorgriff auf die Tempera-

turfelder der beiden untersuchten reagierenden Strömungen kann der radiale Verlauf des Mas-

senstroms anhand der Stromfunktion nach Gleichung 2-98 Gleichung 2-99dargestellt werden. 

Die erforderliche Dichte wird nach der allgemeinen Zustandsgleichung lediglich aus den 

Feldtemperaturwerten beider Flammen und aus dem Umgebungsdruck ermittelt. Für den iso-

thermen Fall wird eine konstante Felddichte entsprechend der Vorwärmetemperatur antizi-

piert. Die Massenstromintegration über den Querschnitt der Brennkammer kann für alle un-

tersuchten axialen Positionen durchgeführt werden. Die Datenqualität dabei wird anhand der 

Angabe des relativen Fehlers zu dem gemessenen Luftmassenstrom        gemäß Gleichung 

4-2  im Bild 4-7 über die untersuchten axialen Positionen dargestellt. 

 

  
            

      
      

Gleichung 4-2 

 

 
 

Bild 4-7: Axialer Verlauf des relativen Fehlers der Massenbilanz 

 

Dieser Darstellung kann entnommen werden, dass der Fehler innerhalb eines Toleranzbe-

reichs von 25% liegt. Angesichts der Messunsicherheiten der drei Messgrößen, nämlich glo-

baler Massenstrom       , lokale dreidimensionale Geschwindigkeit und Temperatur, unter-
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liegt dieser Wert dem Fortpflanzungsgesetz für Messunsicherheiten und bestätigt die antizi-

pierte Richtigkeit der Messergebnisse.   

Das normierte Stromfunktionsfeld ist anhand Bild 4-8 zu sehen, wobei als Normierungspara-

meter der über den Gesamtquerschnitt der Brennkammer integrierte Wert der Stromfunktion 

dient. Somit fließt der oben diskutierte Fehler nicht in diese Betrachtung ein und der Wert von 

Ψ am Rand stets Eins beträgt. Die Gebiete negativer Werte in dieser Darstellung charakteri-

sieren das innere Rückströmgebiet der Strömung. Sie fällt nicht mit der Stagnationsisolinie 

der axialen Geschwindigkeit zusammen, sondern ist aufgrund der Massenstromintegration 

über den Querschnitt zum Rand der Brennkammer versetzt, wie ein Vergleich von Bild 4-3 

und Bild 4-8 zeigt. 

 

 
Bild 4-8: Normiertes Stromfunktionsfeld mit Isolinien. Isotherm links, stabil reagierend Mitte, semi-stabil 

reagierend rechts 

 

Nach zwei Düsenradien stromabwärts findet aus Kontinuitätsgründen ein steiler Anstieg der 

axialen Geschwindigkeit hin zum Rand statt, was durch die dichten Stromlinien verdeutlicht 

wird. Das bereits beschriebene Ansaugen nach der Freistrahltheorie bewirkt eine Rezirkulati-

on in diesem Feldbereich, nämlich die ORZ. Ebenfalls aus Kontinuitätsgründen erfolgt eine 

Erhöhung der normierten Stromfunktion auf Werte größer Eins, die den rezirkulierenden 

Massenstromanteil dort repräsentieren (äußeres Rückströmgebiet).  

Wie bereits diskutiert, ist die Größe der äußeren Rezirkulationszone für die untersuchten Fälle 

unverändert, lediglich der rezirkulierende Anteil dort ändert sich. Für isotherm und semi-

stabil reagierend rezirkulieren 60% des Massenstroms in diesem Bereich. Für die stabil rea-

gierende Strömung reduziert sich dieser Anteil auf 45%, wie Bild 4-8 entnommen werden 

kann. Die Ursachen dafür könnten eine verminderte Dichte oder verminderte Strömungsge-
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schwindigkeit dort sein. Anhand der im Bild 4-3 dargestellten mittleren axialen Geschwindig-

keiten ist für den stabil reagierenden Fall eine betragsmäßig erhöhte Geschwindigkeit der Re-

zirkulationsströmung zu sehen, was hier für die erstere Ursache spricht. Die geringere Dichte 

deutet auf Flammenexistenz in diesem Gebiet hin, wie sich durch die späteren Ergebnisse 

zeigen wird. Die Betrachtung des Dichteverhältnisses        anhand Gleichung 2-93 unter-

stützt ebenfalls diese Überlegung. Die Reaktion in der ORZ der stabilen Flamme bedingt eine 

thermische Expansion, die einerseits die erhöhte Strömungsgeschwindigkeit in diesem Fall, 

andererseits die niedrigere Dichte    und somit den niedrigeren rezirkulierenden Massen-

stromanteil prägt.  

Die Strömungsrezirkulation in der inneren Rezirkulationszone ist mit einem Anteil von 20% 

am intensivsten für den semi-stabilen Fall, wie die dargestellten Felder zeigen. Hier ist eine 

betragsmäßig niedrigere axiale Geschwindigkeit entlang der Mittellinie in Düsennähe zu se-

hen, die, verglichen zu den anderen Feldern, stromabwärts bei größeren Abständen erhalten 

bleibt. Somit ist es naheliegend, dass der höhere Massenstrom durch eine erhöhte Dichte in-

folge der kälteren Flamme impliziert wird. Als Gegeneffekt zu der Schließung der IRZ bei der 

stabilen Verbrennung ist für den gemessenen Bereich ein breiteres Rezirkulationsgebiet zu 

sehen. Aufgrund der weniger intensiven Verbrennung steigt der axiale Impulsstrom in diesem 

Fall nicht so stark an und die Drallzahl im Feld sinkt nicht ab. Die breitere IRZ der semi-

stabilen Flamme im düsenfernen Feld bedingt die enger verlaufenden Stromlinien hin zum 

Rand.  

In Bild 4-9, Bild 4-10 und Bild 4-11 sind die Profile der mittleren tangentialen Geschwindig-

keiten bei ausgewählten axialen Positionen für entsprechend isotherme, stabil reagierende und 

semi-stabil reagierende Strömungen dargestellt. Die Profile am Düsenaustritt, d.h. bei x/R0 = 

0, ähneln dem Verlauf des Rankine-Wirbels. Daran können die Anstiege (Festkörperwirbelbe-

reiche) und anschließend die Abfälle (Potentialwirbelbereiche) der Umfangsgeschwindigkei-

ten erkannt werden. Die Übergänge zwischen ihnen fallen mit den Profilmaxima zusammen. 

Desweiteren ist zu sehen, dass sich ihre Beträge mit steigendem Düsenabstand reduzieren und 

sich zu größeren Radien verlagern. 

 
Bild 4-9: Radiale Profile der normierten mittleren tangentialen Geschwindigkeit der isothermen Strö-

mung 
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Dieser Sachverhalt resultiert aus dem Aufplatzen der Strömung infolge des aufgeprägten 

Dralls, wodurch der Drehimpulsstrom zum Rand der Brennkammer transportiert wird. Der 

Maximalwert der tangentialen Geschwindigkeit verringert sich bei größeren Radien gemäß 

der Zirkulationserhaltung. Dieser prinzipielle Verlauf kann in den drei Fällen erkannt werden. 

Durch die unterschiedliche Flammenstruktur der stabilen und der semi-stabilen Flamme und 

insbesondere durch die fehlende Flamme bei der isothermen Strömung sind jedoch unter-

schiedliche Dichtefelder vorhanden, was die erkennbaren Profilunterschiede bewirken. Es ist 

auffallend, dass das Profilmaximum am Düsenaustritt im isothermen Fall, verglichen mit den 

beiden reagierenden Fällen, höher ausfällt, und somit einen höheren Drehimpulsstrom be-

wirkt. 

 

Bild 4-10: Radiale Profile der normierten mittleren tangentialen Geschwindigkeit der stabil reagierenden 

Strömung  

 

Bild 4-11: Radiale Profile der normierten mittleren tangentialen Geschwindigkeit der semi-stabil reagie-

renden Strömung  
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Diese Differenz resultiert aus dem zusätzlich vorhandenen Kerosinmassenstrom bei den rea-

gierenden Messungen, der durch die Luftströmung transportiert wird. Folglich wird an ihn 

Drehimpuls übertragen, was zu der Verringerung der gemessenen maximalen tangentialen 

Geschwindigkeit führt und die obige Feststellung bezüglich der axialen Geschwindigkeit un-

terstützt. Der Vorgang findet bereits in der Düse statt, so dass es schnell zu einem Geschwin-

digkeitsausgleich der Luft- und Kerosinströme kommt und dieser Effekt nach 0,40 Düsenra-

dien stromabwärts nicht mehr festzustellen ist. Generell zeigt sich allerdings, dass die tangen-

tiale Geschwindigkeit durch die Verbrennung weniger beeinflusst wird, vielmehr macht sich 

die thermische Expansion in axialer Richtung bemerkbar. 

Mit Kenntnis der isothermen Profile der mittleren axialen und tangentialen Geschwindigkei-

ten und im Vorgriff der mittleren Schwankungsgeschwindigkeitskorrelationen am Düsenaus-

tritt kann eine Verifizierung der Drallzahl dort nach Gleichung 2-61, Gleichung 2-62 und 

Gleichung 2-63 vorgenommen werden. Diese Auswertung ergibt einen Wert von 0,82, eine 

sehr gute Übereinstimmung zu der ermittelten Drallzahl nach der bereits beschriebenen Me-

thode nach Gleichung 2-67. Dabei macht sich natürlich der Anteil des statischen Drucks als 

Fehlerquelle bemerkbar, d.h. weiter stromabwärts sinkt der dynamische Druck in Gleichung 

2-62 auf Kosten des statischen Drucks, der für diese komplexe dreidimensionale Strömung 

schwierig experimentell zu ermitteln ist. Für eingeschlossene Drallströmungen geht Drehim-

puls durch Reibung an den Wänden verloren, ein Faktor, der auch nicht exakt quantifiziert 

werden kann. Somit ist die Drallzahl für eingeschlossene isotherme Drallströmungen keine 

Erhaltungsgröße über das Feld und ihre Bestimmung, basierend auf eine dreidimensionale 

Geschwindigkeitsmessung, ist nur in Düsennähe sinnvoll. Wie bereits erwähnt ist eine derar-

tige Berechnung der Drallzahl im Falle einer reagierenden zweiphasigen Strömung durch die 

Erhöhung des Axialimpulses infolge der Verbrennung nicht zweckmäßig, da in diesem Fall 

die Drallzahl keine Erhaltungsgröße im Feld darstellt.  

 
Bild 4-12: Radiale Profile der normierten mittleren radialen Geschwindigkeit der isothermen Strömung  

 

In Bild 4-12, Bild 4-13 und Bild 4-14 sind die Profile der mittleren radialen Geschwindigkei-

ten entsprechend für isotherm, stabil reagierend und semi-stabil reagierend gezeigt. An den 

Verläufen der Profile direkt am Düsenaustritt sind ein positiver Gradient in der Nähe der Ach-

se und ein Maximum für alle Bedingungen ersichtlich. Sie veranschaulichen das Aufplatzen 
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der Strömung in der Brennkammer und fallen gleich groß aus, da der Einfluss der Verbren-

nung noch nicht so stark ist. Im weiteren radialen Verlauf sind negative Werte zu sehen, die 

die äußere Rezirkulationszone und somit den zurückströmenden Massenstrom repräsentieren. 

Weiter stromabwärts flachen die Profile ebenfalls ab, der negative Bereich sowie das Maxi-

mum verschieben sich hin zu größeren Radien.  

 

Bild 4-13: Radiale Profile der normierten mittleren radialen Geschwindigkeit der stabil reagierenden 

Strömung  

 

Bild 4-14: Radiale Profile der normierten mittleren radialen Geschwindigkeit der semi-stabil reagieren-

den Strömung  

 

Aufgrund der thermischen Expansion fällt das Maximum der stabil reagierenden Strömung 

bei größeren Radien am höchsten aus, dieses Maximum ist am kleinsten erwartungsgemäß bei 

der isothermen Strömung. Mit der Schließung der ORZ findet sich keine negative radiale Ge-

schwindigkeit in diesen Feldbereichen. 
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Nach der Annahme einer rotationssymmetrischen Strömung ist zu erwarten, dass die mittleren 

radialen und tangentialen Geschwindigkeiten auf der Mittellinie verschwinden. Anhand der 

Verläufe der mittleren radialen Geschwindigkeiten im isothermen und semi-stabil reagieren-

den Fall ist es ersichtlich, dass diese Bedingungen erfüllt sind. Bei der stabilen Flamme tritt 

im Gegensatz eine Streuung der Werte auf der Achse und am Rand auf. Letzteres ist auf die 

thermische Expansion im Randbereich, gekoppelt mit dem Störeinfluss der optischen Zugän-

ge dort, zurückzuführen. Die Streuung der Werte auf der Achse ist bei den dargestellten axia-

len Positionen gleichmäßig um den Nullpunkt verteilt und schließt somit einen systematischen 

Fehler aus. Als Ursache dieses Sachverhalts kann im stabil reagierenden Fall die zeitlich in-

stabile Lage der Flammenachse bezüglich der geometrischen Achse herangezogen werden. 

 

4.1.3. Betrachtung der turbulenten Schwankungsbewegungen 

 

Zu der Turbulenzbetrachtung werden zunächst die Darstellungen in Bild 4-15, Bild 4-16 und 

Bild 4-17 herangezogen, die die Profile der normierten massespezifischen turbulenten kineti-

schen Energie der untersuchten Fälle veranschaulichen. Es ist daraus ersichtlich, dass das 

Maximum dieser Größe in der Scherzone zwischen der Hauptströmung und der IRZ, d.h. bei 

den radialen Positionen der steilsten Geschwindigkeitsgradienten in Bild 4-4, Bild 4-5 und 

Bild 4-6, auftritt. In Bezug auf ihre axiale Position kann gesagt werden, dass dies in Düsennä-

he bis 1,2 Düsenradien der Fall ist. Diese Erkenntnis steht somit im Gegensatz zu der Hypo-

these [85], [92], dass die Turbulenz bereits innerhalb der Düse formiert würde und die Geo-

metrie der Einlasskanäle für die Schwankungsintensität bestimmend wäre, weil in diesem Fall 

die Energiedissipation in Düsennähe die Energieproduktion überwiegen würde und eine steti-

ge Verminderung der Profilmaxima sichtbar wäre. Zusätzlich wandern sie gemäß der Strö-

mungsaufweitung zu größeren Radien hin. Betragsmäßig finden sich die größten Werte bei 

der isothermen Strömung, da die lokale Gastemperatur und die Viskosität am niedrigsten, und 

entsprechend die Re-Zahl und die Turbulenzintensität am höchsten ausfallen. 

 
Bild 4-15: Radiale Profile der normierten massespezifischen turbulenten kinetischen Energie der isother-

men Strömung  
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Bild 4-16: Radiale Profile der normierten massespezifischen turbulenten kinetischen Energie der stabil 

reagierenden Strömung  

 

Bild 4-17: Radiale Profile der normierten massespezifischen turbulenten kinetischen Energie der semi-

stabil reagierenden Strömung  

 

Eine Erkenntnis in Bezug auf die Isotropie der Turbulenz liefert der Vergleich der Schwan-

kungsgeschwindigkeiten in den drei Richtungen, die mit der volumetrischen Geschwindigkeit 

dimensionslos zunächst für die isotherme Strömung im Bild 4-18 dargestellt sind. In Düsen-

nähe verlaufen die Profile weitestgehend ähnlich. Die Verringerung hin zu größeren Radien 

fällt bei der axialen Schwankungsgeschwindigkeit am steilsten aus. Die tangentialen Schwan-

kungsgeschwindigkeiten zeichnen sich durch lokale Maxima im Bereich zwischen 1,5 und 2,0 

Radien aus, d.h. im Bereich des Potentialwirbels. Dieser Sachverhalt ist konsistent mit dem 

bereits diskutierten Rayleigh-Mechanismus, wonach der reibungsfreie Potentialwirbel ein 

instabiles Verhalten aufweist.  
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Bild 4-18: Radiale Profile der normierten Schwankungsgeschwindigkeiten der isothermen Strömung  

 

Die Verhältnisse in Düsennähe für den stabil reagierenden Fall ändern sich nicht, wie anhand 

Bild 4-19 dargestellt wird. Aufgrund der erhöhten Temperatur und Viskosität der Gasphase 

fallen die maximalen Turbulenzen in axialer und radialer Richtung etwas kleiner aus. Dadurch 

ist der Abfall der Profile hin zum Rand flacher, noch dazu ist die turbulente Schwankungsbe-

wegung axial und radial in der ORZ in diesem Fall stärker ausgeprägt.  

Für die tangentiale Schwankungsgeschwindigkeit ist fast ein konstanter Verlauf über den Ra-

dius in einem weiten Bereich zu beobachten, d.h. die tangentiale turbulente Schwankungsbe-

wegung in ORZ ist auch hier besonders intensiv. Die Maxima hier bleiben unverändert durch 

die Verbrennung, dadurch ist die Turbulenz für die stabil reagierende Strömung weniger ani-

sotrop verglichen mit der isothermen Strömung. 
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Bild 4-19: Radiale Profile der normierten Schwankungsgeschwindigkeiten der stabil reagierenden Strö-

mung  

 

Im Bild 4-20 sind die Profile der Schwankungsgeschwindigkeiten für den semi-stabil reagie-

renden Fall dargestellt, wofür die oben ausgeführten Überlegungen ebenfalls gelten. In axialer 

und radialer Richtung reduziert sich die turbulente Schwankungsbewegung in der ORZ und 

ähnelt der isothermen Strömung, ein typischer Unterschied zwischen den beiden reagierenden 

Betriebsbedingungen, auf den im Laufe der weiteren Darstellung der Ergebnisse eingegangen 

wird. Die Profile der tangentialen Schwankungsgeschwindigkeit bleiben unverändert. Es be-

stätigt sich die obige Schlussfolgerung, dass die tangentiale Geschwindigkeit eher von den 

Eintrittsbedingungen (Druck, Temperatur) abhängt und weniger von der Verbrennung beein-

flusst wird. Die Instabilität in tangentialer Richtung, die durch den Rayleigh-Mechanismus 

beschrieben ist, ist in allen untersuchten Fällen erkennbar.  
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Bild 4-20: Radiale Profile der normierten Schwankungsgeschwindigkeiten der semi-stabil reagierenden 

Strömung  

 

4.1.4. Charakterisierung der Reaktionsfelder 

 

Zu den Stabilitätsbetrachtungen der Flamme tragen die Erkenntnisse der Temperatur- und 

Gaskonzentrationsmessungen im Feld wesentlich bei. Zunächst werden die reagierenden 

Strömungen mit den dazugehörigen Verteilungen des Luft-Brennstoffverhältnisses anhand 

Bild 4-21 dargestellt, die nach der SAE-Methode [119] berechnet wurden. Hierzu werden die 

entsprechenden Strömungsfelder überlagert, um eine bessere Übersicht zu erzielen. Es ist zu-

nächst sichtbar, dass in der ORZ des stabilen Falls im Gegensatz zu dem semi-stabilen Fall 

aufgrund des niedrigen Luft-Brennstoffverhältnisses eine Ausbrandzone vorhanden ist. Au-

ßerdem zeichnet sich das Feld der stabilen Verbrennung durch ein breites kegelförmiges Ge-

biet niedrigen LBV aus, das als Hauptausbrandzone angesehen werden könnte. Die semi-

stabile Verbrennung besitzt ebenfalls ein solches, wesentlich schmäleres Gebiet innerhalb der 

IRZ. Gleichzeitig repräsentieren die Zonen höchsten LBV-Gradienten die mischungsinten-

0 

0,5 

1 

0 0,5 1 1,5 2 2,5 

u
r
m

s/
U

o
 

r/Ro 

0,00 

0,40 

0,80 

1,20 

1,60 

x/Ro 

0 

0,5 

1 

0 0,5 1 1,5 2 2,5 

v
r
m

s/
U

o
 

r/Ro 

0,00 

0,40 

0,80 

1,20 

1,60 

x/Ro 

0 

0,5 

1 

0 0,5 1 1,5 2 2,5 

w
r
m

s/
U

o
 

r/Ro 

0,00 

0,40 

0,80 

1,20 

1,60 

x/Ro 



Ergebnisse und Diskussion  93 

 

sivsten Zonen für Luft und gasförmiges Kerosin. Es ist ersichtlich, dass sich diese in der Nähe 

der Stagnationslinien der axialen Geschwindigkeit bilden, wo die Turbulenz am intensivsten 

ist. Die Felder dieser beiden mit flüssigem Kerosin befeuerten Flammen sind dadurch charak-

terisiert, dass in Düsennähe im Verlauf der Hauptströmung hauptsächlich flüssiger Brennstoff 

existiert. Hier steht noch kein zündfähiges Gasgemisch zur Verfügung, wovon die aus der 

Gasanalyse berechneten hohen Luft-Brennstoffverhältnisse zeugen.  

 

 
Bild 4-21: LBV-Verteilungen beider Flammen, überlagerte Strömungsfelder mit Isolinien u/U0=0, 

          . Stabil links und semi-stabil rechts 

 

Die höchsten Temperaturen sind erst nach 2,5 Düsenradien zu finden, wenn die meisten Koh-

lenwasserstoffe genug Zeit haben, um vollständig zu CO2 zu oxidieren, was Bild 4-22 und 

Bild 4-23 veranschaulichen. Die gemessene Temperaturverteilung korrespondiert mit der aus 

der Abgasanalyse ermittelten LBV-Feldverteilung und bestätigt die Hypothese bezüglich der 

Existenz der Hauptausbrandzone. Diese ist durch die Reaktionszone umschlossen, wie die 

CO-Feldkonzentration anhand Bild 4-24 belegt. Die Maxima der CO-Konzentration bilden 

sich deutlich im oberen Teil der IRZ (nach zwei Düsenradien) und bilden eine Linie schräg 

bis zu der Wand. Dieser Verlauf ist typisch für die Drallflamme, denn die Reaktionszone un-

terliegt aufgrund des radialen Druckgradienten der Wirkung der bereits beschriebenen Barok-

linität. 

Im Vorgriff auf die Betrachtung der flüssigen Phase, sind die Ergebnisse der Spraymessung 

durch PDA in Form von Isolinien konstanter axialer Massenstromdichte in überlagerter Form 

zu dem CO-Konzentrationsfeld dargestellt. Die radiale Ausbreitung des Sprays und die Tatsa-

che, dass er der Hauptströmung folgt, sind daraus ersichtlich. Nach 2,4 Düsenradien können 
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keine flüssigen Elemente mehr gemessen werden. Da die Hauptreaktionszone weiter strom-

abwärts existent ist, kann gefolgert werden, dass die Verbrennung dort homogen ausschließ-

lich in der Gasphase stattfindet, d.h. die Verdampfung und die Hauptreaktionszone weitestge-

hend örtlich getrennt sind. Der Begriff „Verdampfung“ wird in dieser Arbeit verallgemei-

nernd verwendet, da die Überführung des Kerosins in gasförmigen Zustand aus Verdampfung 

und Verdunstung besteht und die Beiträge dieser einzelnen Prozesse aufgrund der unbekann-

ten lokalen Temperatur der Kerosintropfen nicht quantifiziert werden können. 

 

 
Bild 4-22: Verteilungen der mittleren Temperaturen beider Flammen – stabil links und semi-stabil rechts 

 

Entlang seiner Bewegung, der Hauptluftströmung folgend, verdünnt sich der Spray, weil von 

der Hauptausbrandzone die notwendige Wärme für die Verdampfung und somit für Aufberei-

tung zündfähigen Gemisches durch turbulenten Wärmetransport der Scherzone bereitgestellt 

wird. Im Feldverlauf stromabwärts erhöhen sich die Temperatur und entsprechend der gas-

förmige Kerosinanteil, wodurch mehr zündfähige Gase zur Verfügung stehen, was sich am 

sinkenden LBV bemerkbar macht. In der Nähe des Randes bei zwei Düsenradien stromab-

wärts rezirkuliert durch die Wirkung der ORZ zündfähiges Gemisch von der Hauptströmung. 

Das Gemisch verbrennt dort bei einer Temperatur von ca. 900°C, wie es den Bildern zu ent-

nehmen ist. Es ist eine Erhöhung der CO-Konzentration sichtbar, die für eine Reaktionszone 

dort spricht. Außerdem kann ebenfalls ein Ausbrandbereich anhand erhöhter CO2-

Konzentrationen lokalisiert werden. Somit existiert im stabilen Fall noch ein Wärmefreiset-

zungsgebiet, wodurch zusätzlich Wärme zu der Hauptströmung übertragen und der Prozess 

der Gemischaufbereitung intensiviert wird. Wird die Flamme abgemagert, sinkt die Verbren-

nungstemperatur und weniger Wärme kann zum Kerosinspray durch die IRZ übertragen wer-
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den. Somit wird die Überführung des Kerosins in gasförmigen Zustand verhindert, wodurch 

auch die Rezirkulation an zündfähiges Gemisch in ORZ sinkt. Wird ein kritischer Tempera-

turwert unterschritten, d.h. wird die Flamme ausreichend abgemagert, findet keine Verbren-

nung mehr in der ORZ statt. 

 

                   
Bild 4-23: Verteilungen der CO2-Volumenkonzentration beider Flammen, überlagerte Strömungsfelder 

mit Isolinien u/U0=0,          . Stabil links und semi-stabil rechts 

 

Im semi-stabilen Fall kann als Wärmequelle demzufolge nur das schmälere innere Gebiet 

herangezogen werden, eine Verbrennung in der ORZ fehlt. In diesem Betriebspunkt sind die 

Maximalwerte und der Gradient der CO-Emissionen lediglich innerhalb der IRZ zu sehen, 

was eine Bestätigung dafür ist, dass die Verbrennung ausschließlich in der Nähe der Mitte-

llinie stattfindet und somit von einem unterschiedlichen Flammenstabilisierungsmechanismus 

zeugt. Aufgrund der mageren Verbrennung nahe der Löschgrenze sinken die Verbrennungs-

temperatur und damit auch die Reaktionsgeschwindigkeit der CO-Oxidationskinetik. Die 

Verweilzeit in der Ausbrandzone reicht nicht mehr aus, um das CO zu CO2 zu oxidieren. 

Deswegen steigen die CO-Emissionen insgesamt für den semi-stabilen Betriebspunkt. Somit 

können die Unterschiede bezüglich der Flammenerscheinung, dargestellt im Bild 4-2, auf die 

unvollständige Oxidation und auf die fehlende Verbrennung in der ORZ zurückgeführt wer-

den. 
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Bild 4-24: Verteilungen der CO-Volumenkonzentration beider Flammen, qualitative Isolinien der Mas-

senstromdichten beider Kerosinsprays. Stabil links und semi-stabil rechts 

 

4.1.5. Charakterisierung der flüssigen Phase 

 

Die Ergebnisse, gewonnen durch die PDA-Messtechnik, liefern Aufschluss über die Sprayei-

genschaften in Form von Tropfengröße, Tropfenverteilung und Massenstromdichteverteilung. 

Diese Messtechnik kann aufgrund der damit verbundenen Restriktionen dort sinnvoll einge-

setzt werden, wo eine weitestgehend fortgeschrittene Sekundärzerstäubung stattgefunden hat. 

Da die Primär- und die Sekundärzerstäubung in den meisten Fällen parallel verlaufen, insbe-

sondere in der Nähe des Düsenaustritts, ist die Aussagekraft der PDA-Ergebnisse begrenzt. 

Eine zusätzliche Erfassung der Primärzerstäubung, wie in dieser Arbeit durch High Speed 

Imaging, vervollständigt wesentlich die Spraybeschreibung.  

Der Kerosinspray weist für beide untersuchten Fälle ähnliche Trajektorien auf, da er von der 

unveränderten Hauptluftströmung geführt wird, fällt aber für semi-stabil aufgrund des redu-

zierten Kerosinmassenstroms wesentlich dünner aus. Im Bild 4-25 sind die Profile der gemes-

senen SMD direkt am Düsenaustritt und am Sprayende dargestellt, die quantitative Informati-

on über die Luftzerstäubung liefern. In den beiden untersuchten Betriebspunkten finden sich 

Maxima im Verlauf des SMD bei radialer Position 13-14 mm, die den Spraykern am Düsen-

austritt kennzeichnen. Von der unveränderten Qualität der Zerstäubung zeugt ein Vergleich 

beider Datensätze am Ende des Sprays. Für stabil bedeutet Sprayende eine axiale Position von 

48 mm (x/R0=2,4), für semi-stabil beträgt sie 16 mm (x/R0=0,8). Die radialen SMD-Profile 
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verlaufen konstant über den Radius bei einem Wert von 25 µm, d.h. der Spray hat sich homo-

genisiert. Dabei verkleinert sich die Tropfengröße erwartungsgemäß aufgrund der Verdamp-

fung.  

 

 
 

Bild 4-25: Radiale Profile des ermittelten SMD der Kerosintropfen am Düsenaustritt und am Sprayende 

des Prototyps 

 

Bei der Betrachtung der Isolinien der Massenstromdichte des Sprays im stabilen Fall anhand 

Bild 4-24 lässt sich eine Periodizität erkennen, d.h. längs des Sprayverlaufs existieren perio-

disch Maxima und Minima. Die Ursache dieser Diskontinuitäten lässt sich auf eine helikale 

Struktur des Sprays zurückführen, die bei der 2D-Erfassung des Sprays in einer axialen Ebene 

nicht dargestellt werden kann. Da die Flüssigkeit der Bewegung der Lufthauptströmung folgt, 

wird diese Periodizität bei der primären Zerstäubung am Lippenende von der Luftströmung 

auf den Spray aufgeprägt. Diese Hypothese impliziert eine dynamische Analyse der Luftströ-

mung und anschließend ihren Vergleich zum Spray. Durch eine FFT des Zeitsignalkollektivs 

einer Geschwindigkeitsmessung an der Position r=6 mm, x=0 mm über dem primären Kanal 

können dominierende Systemfrequenzen identifiziert werden. Dies wird zunächst für die 

stabil reagierende Strömung anhand Bild 4-26 in Form von Energiespektrum der axialen Ge-

schwindigkeit gezeigt, wobei die dominante Systemfrequenz von 1400 Hz zu sehen ist. Wenn 

das dynamische Systemverhalten aus Sicht der Strouhal-Theorie [125] betrachtet wird, kön-

nen der gemessenen Frequenz charakteristische Geschwindigkeit und Länge zugrunde gelegt 

und eine charakteristische Sr-Zahl berechnet werden. Dabei hängt die Geschwindigkeit von 

den thermodynamischen Bedingungen ab, die Längendimension wird durch die Düsengeo-

metrie bestimmt.  

Das oszillierende Verhalten der Strömung, das das Sprayverhalten prägt, war in der Vergan-

genheit Objekt der Untersuchungen und kann in der Literatur [126], [127], [128], [129] als 

PVC (Precessing Vortex Core) angetroffen werden. PVC stellt eine helikale kohärente Struk-

tur dar, die ihren Ursprung im primären Drallerzeuger hat und die Eigenschaften des Festkör-

perwirbels der Drehbewegung besitzt. 
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Bild 4-26: Energiespektrum des Zeitsignals der axialen Geschwindigkeit der stabil reagierenden Strö-

mung 

 
Bild 4-27: Energiespektrum des Zeitsignals der axialen Geschwindigkeit der isothermen Strömung 

 

Gouldin [127] untersuchte das Verhalten dieser Strömungsstruktur in isothermen und reagie-

renden Strömungen und fand heraus, dass die Frequenz unverändert bleibt und vermutete, 

dass diese Instabilität hydrodynamischer Natur ist und durch die Primärströmung hervorgeru-

fen wird. Froud et al. [128] und Fick et al. [130] haben die helikale Struktur in ihren Arbeiten 

durch PIV visualisiert. Syred et al. [126] geben einen breiten Überblick über Forschungsarbei-

ten, die sich mit diesem Thema befassen.  
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Bild 4-28: Bildersequenz des Kerosinsprays der stabilen Flamme in der Brennkammer am Düsenaustritt, 

Zeitabstand vom Beginn der Aufnahme, Aufnahmefrequenz 15 kHz, Blende 2,8 

 

Fokaides et al. [129] haben gezeigt, dass PVC unabhängig von der Strömungsberandung ist – 

ob frei oder eingeschlossen -  und linear vom Volumenstrom abhängt. Ein wichtiges Ergebnis 

dieser Arbeit in Bezug auf Doppeldralldüsen ist, dass PVC nur vom primären Drallerzeuger 
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beeinflusst wird und die Sr-Zahl ein Ähnlichkeitsparameter für die Beschreibung des dynami-

schen Verhaltens darstellt. 

Diese Ergebnisse können hier bestätigt werden. Die Frequenz von 1400 Hz ist nur über einen 

begrenzten radialen Bereich über dem primären Drallerzeuger feststellbar und beschränkt sich 

somit nur auf den Anteil des Festkörperwirbels der rotierenden Luftströmung. Sie ändert sich 

nicht mit der Strömungsbedingung – ob isotherm (s. Bild 4-27) oder reagierend – und eine Sr-

Zahl, gebildet mit charakteristischen Geschwindigkeit und Längenmaß, kann als Ähnlich-

keitsparameter herangezogen werden, wie die weitere Betrachtung im Kapitel 4.3 zeigen 

wird. 

Basierend auf dem Prinzip der Luftzerstäubung soll die aufgestellte Hypothese anhand einer 

dynamischen Analyse des Sprayverhaltens überprüft werden. Aufschluss über die Dynamik 

der Flüssigkeitszerstäubung liefert die High Speed Imaging (HSI) Messtechnik, wodurch Se-

quenzen zeitlich aufgelöster Bilder aufgenommen werden. Für den stabilen Fall ist eine solche 

Periodizität anhand Bild 4-28 ersichtlich. Hier lässt sich die Bewegung der flüssigen Struktur 

in der Nähe des Düsenaustritts verfolgen, woraus eine Frequenz von ca. 1250 Hz (800 µs) 

erkannt werden kann, d.h. das Muster zum Zeitpunkt t=264 µs taucht wieder zum Zeitpunkt 

t=1056 µs auf. 

 

 
 

Bild 4-29: Bildersequenz des Kerosinsprays der semi-stabilen Flamme in der Brennkammer am Düsen-

austritt, Zeitabstand vom Beginn der Aufnahme, Aufnahmefrequenz 10 kHz, Blende 2.8 
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Dieses Verhalten ändert sich für die semi-stabile Flamme nicht, wie anhand Bild 4-29 gezeigt 

werden kann, d.h. die Ausbreitungsfrequenz von 1250 Hz bleibt erhalten. Sie kann mit der 

Frequenz der Luftströmung assoziiert werden, wo 1400 Hz ermittelt wurden. Die Tatsache, 

dass diese ermittelte Frequenz nicht exakt mit der Frequenz der Luftströmung übereinstimmt, 

zeugt von einem Verzug im Folgevermögen des Sprays, insbesondere der gröberen Flüssig-

keitsstrukturen, die der Gasströmung nicht exakt folgen können. Daraus ergibt sich eine redu-

zierte Geschwindigkeit und entsprechend eine reduzierte Frequenz. Diese Sequenzen können 

statistisch, z.B. durch eine pixelweise Mittelung mehrerer Bilder, bearbeitet werden. Das so 

entstandene Bild 4-30 visualisiert den Spray und kann komplementär zu den PDA-

Ergebnissen herangezogen werden. Anhand dieser Darstellung bestätigt sich die Vermutung, 

dass der Spray in der Scherzone zwischen der Hauptströmung und IRZ im Bereich der maxi-

malen turbulenten kinetischen Energie erzeugt wird. Am selben Bild kann anhand des integra-

len Außenrands des Sprays auch der Spraywinkel zu der Horizontale bestimmt werden. Hier 

wird ein Winkel im Bereich 59°-63° bestimmt, der sich für beide Flammen nicht ändert und 

sich gut anhand der PDA-Ergebnisse, dargestellt im Bild 4-24, nachweisen lässt. 

 
Bild 4-30: Qualitative Darstellung der bezogenen Kerosinmassenstromdichte         

   anhand der pi-

xelweisen Mittelung aus 20 sequentiellen Bildern, stabile Flamme (links) und semi-stabile Flamme (rechts) 

 

4.2. Gasbefeuerte Konfiguration 

 

In diesem Unterkapitel werden die Untersuchung der gasbefeuerten Konfiguration, sowie der 

Vergleich der Ergebnisse zu den bereits diskutierten Ergebnissen am stabilen Betriebspunkt 

der Kerosindüse, betrachtet. Daraus resultiert im Kapitel 4.2.4 die Diskussion der Flammen-

stabilität. 

Der Brenner der gasbefeuerten Konfiguration weist eine leichte Modifizierung der bereits 

dargestellten Kerosindüse (vgl. axialen Schnitten anhand Bild 3-3) auf. Dadurch wird ermög-

licht, dass der gasförmige Brennstoff axial entlang der Zerstäuberlippe hinzugefügt wird. Die 

grundlegenden Parameter – effektive Fläche und Drallzahl – sind durch den Umbau unverän-

dert. Das Expansionsverhältnis dBK/D0  ist ebenfalls konstant und beträgt 2,5. 
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4.2.1. Bestimmung des Referenzbetriebspunkts 

 

Zunächst wird die magere Löschgrenze (LBO) vergleichsmäßig zu der ursprünglichen Konfi-

guration anhand Bild 4-31 dargestellt, die nach der bereits beschriebenen Methode des An-

stiegs der globalen CO-Konzentration experimentell ermittelt wird. Sowohl bei der Verbren-

nung mit Kerosin als auch bei der Verbrennung mit Methan wird die Brennstoffzahl zu die-

sem Vergleich herangezogen. Daraus ist es ersichtlich, dass die Verbrennung mit Gas einen 

eingeschränkteren stabilen Bereich, d.h. eine schlechtere Stabilität, aufweist. Es fällt auf, dass 

durch die Verschiebung der Stabilitätsgrenze der stabile Punkt der kerosinbefeuerten Konfi-

guration außerhalb des stabilen Bereichs der gasbefeuerten Konfiguration gerät und bedingt 

die Bestimmung eines anderen Betriebspunktes. Dazu wird der Ansatz der Abgleichung der 

globalen theoretischen Verbrennungstemperaturen in den beiden Fällen gewählt. Die Ver-

brennungstemperatur des stabilen Punktes der kerosinbefeuerten Konfiguration wird auf Basis 

der Enthalpiebilanz ermittelt und beträgt 1792 K. Danach kann iterativ ein globales Luft-

Brennstoffverhältnis der Methanverbrennung ermittelt werden, das für die Verbrennung mit 

Methan unter Berücksichtigung des stöchiometrischen Massenverhältnisses von 17,15 und der 

Vorwärmetemperatur von 540 K eine Brennstoffzahl von 0,59 (LBV 29) ergibt. Der auf die-

ser Weise ermittelte Referenzpunkt befindet sich im stabilen Bereich der gasförmigen Konfi-

guration und wird für ihre weitere Untersuchung herangezogen. 

 

 
 
Bild 4-31: LBO-Charakteristika, Umwandlungscharakteristik, Referenzbetriebspunkte des Prototyps 

 

Die Flamme an diesem Referenzbetriebspunkt hat eine ähnliche Erscheinung wie die stabile 

Kerosinflamme. Eine weitere Abmagerung der Gasflamme resultiert ohne Umwandlung im 

Erlöschen, d.h. bei der gasbefeuerten Konfiguration existiert keine semi-stabile Flamme. Der 

Vergleich beider stabilen Referenzpunkte bewirkt somit den Vergleich des Stabilitätsverhal-
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tens der Gasflamme zu der Umwandlungscharakteristik bei der Kerosinflamme, die ebenfalls 

im Bild dargestellt ist. 

 

4.2.2. Betrachtung des Strömungsfeldes 

 

Anhand Bild 4-32 werden die axialen Strömungsfelder der referenzierten Betriebspunkte bei-

der Konfigurationen – gasbefeuert und kerosinbefeuert - gegenübergestellt. Dabei wird die 

Konvention der Darstellung beibehalten. 

Die Strömungsrichtung der Hauptströmung und die Struktur der äußeren Rezirkulationszone 

sind weitestgehend unverändert, was die antizipierte unveränderte Drallzahl bestätigt. Die 

Hauptströmung fällt bei der Gasflamme schmäler aus und spricht für eine weniger intensive 

Expansion in diesem Bereich. Die IRZ verläuft in beiden Fällen zunächst schlank, ab 1,6 Dü-

senradien erweitert sie sich bei der gasbefeuerten Flamme stärker. Sie hat für beide Flammen 

prinzipiell einen ähnlichen Verlauf und schließt stromabwärts aufgrund der thermischen Ex-

pansion, wie bereits beschrieben. Während die Hauptströmung und somit die thermische Ex-

pansion bei der Kerosinflamme die IRZ äußerlich umschließt, findet ein Teil der Expansion 

bei der Gasflamme entlang der Mittellinie statt, was die unterschiedliche Form der IRZ im 

zentralen Bereich bewirkt.  

 
Bild 4-32: Normierte Strömungsfelder mit Isolinien u/U0=0,          . Reagierend mit Methan links, stabil 

reagierend mit Kerosin rechts 
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Bild 4-33: Radiale Profile der normierten mittleren axialen Geschwindigkeit bei der Methanverbrennung  

 

Im Bild 4-33 sind die Profile der mittleren axialen Geschwindigkeiten für diese Konfiguration 

dargestellt. Anhand der Isolinien verschwindender axialen Geschwindigkeit sind die negati-

ven Bereiche in der Nähe der Mittellinie und des Randes zu sehen, die die Rezirkulationszo-

nen verdeutlichen. Die Maxima der Profile finden sich infolge der Aufplatzung der Strömung 

mit steigendem axialen Abstand bei größeren radialen Positionen. Somit verringert sich aus 

Kontinuitätsgründen der Maximalbetrag der Geschwindigkeit stromabwärts. 

Mit Kenntnis des Feldes der axialen Geschwindigkeit und im Vorgriff auf das Temperaturfeld 

kann die Dichteverteilung im Feld nach dem idealen Gasgesetz berechnet werden. Folglich 

wird die normierte Stromfunktion berechnet, die im Bild 4-34 im Vergleich zu der bereits 

dargestellten normierten Stromfunktion im Fall der stabilen Kerosinverbrennung ersichtlich 

ist. Eine Fehlerbetrachtung wie im Unterkapitel 4.1 wird hier nicht explizit angegeben, da sich 

der relative Fehler ähnlich wie im beschriebenen Fall der Kerosinverbrennung innerhalb eines 

20% Toleranzbandes befindet. Als Normierungsfaktor dient der über den Querschnitt inte-

grierte Massenstrom, somit beträgt der Wert der Stromfunktion am Rand Eins. An diesem 

Bild sind beide inneren Rückströmgebiete ersichtlich, die weitestgehend ähnlich verlaufen. 

Sie weisen ebenfalls gleiche rezirkulierende Anteile auf. Die Form des äußeren Rückströmge-

bietes der Methanflamme fällt größer und intensiver aus. In diesem Fall rezirkulieren 60% des 

Massenstroms dort, ähnlich wie beim semi-stabilen Fall der Kerosinverbrennung. Dies ist auf 

eine relativ hohe Dichte zurückzuführen und legt die Vermutung nahe, dass diese untersuchte 

gasbefeuerte Konfiguration einen ähnlichen Reaktionsverlauf im Feld wie die semi-stabile 

Flamme hat, d.h. es findet keine Verbrennung in der ORZ statt. Der erhöhte rezirkulierende 

Anteil dort kann auch durch die erhöhte Dichte    der Umgebungssubstanz in der ORZ im 

Dichteverhältnisterm        anhand Gleichung 2-93 nachvollzogen werden.  

Die mittleren radialen Geschwindigkeitsprofile der Gasflamme sind für ausgewählte axiale 

Positionen im Bild 4-35 angegeben. Bei einem Vergleich mit den im Bild 4-13 dargestellten 

Profilen der mittleren radialen Geschwindigkeit der stabilen Kerosinflamme lassen sich prin-

zipiell ähnliche Verläufe feststellen, d.h. die Maxima wandern zum Rand mit steigendem axi-

alen Abstand aufgrund der Aufweitung der Strömung.  
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Bild 4-34: Normiertes Stromfunktionsfeld mit Isolinien. Verbrennung mit Methan links, Verbrennung mit 

Kerosin rechts 

 

 
Bild 4-35: Radiale Profile der normierten mittleren radialen Geschwindigkeit bei der Methanverbrennung  
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Die Werte sind jedoch geringer und wiederspiegeln in diesem Fall die weniger intensive 

thermische Expansion. In der Düsennähe ist die äußere Rezirkulationszone durch die negati-

ven Werte ebenfalls abgebildet. Die Forderung verschwindender radialen Geschwindigkeiten 

auf der Achse und am Rand ist in ähnlichem Maße erfüllt wie im Fall der Kerosinverbren-

nung. Die Streuung am Rand, resultierend aus der Expansion der Strömung und dem Einfluss 

der optischen Zugänge, ist allerdings geringer. 

 
Bild 4-36: Radiale Profile der normierten mittleren tangentialen Geschwindigkeit bei der Methanver-

brennung  

 
Bild 4-37: Radiale Profile der normierten massespezifischen turbulenten kinetischen Energie bei der Me-

thanverbrennung  

 

Die Profile der mittleren Tangentialgeschwindigkeit der Gasflamme sind anhand Bild 4-36 

dargestellt. Es ist ersichtlich, dass sie direkt am Düsenaustritt bezüglich dem Maximalbetrag 

weitestgehend unverändert im Vergleich zu der Kerosinflamme ausfällt. Hier ist besonders 

deutlich der Beitrag beider Kanäle der Düse zum Geschwindigkeitsprofil anhand des lokalen 

Minimums bei 0,6 Radien zu erkennen, das den Strömungsnachlauf durch die Zerstäuberlippe 

der Düse abbildet. Die beiden unterschiedlich großen Profilmaxima bei 0,5 und 0,8 Radien 
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sind konsistent mit der Auslegung der Düse, wonach der sekundäre Kanal mit seiner höheren 

Drallzahl eine stärkere Verdrallung bewirkt. 

Im Bild 4-37 lässt sich der Verlauf der turbulenten kinetischen Energie bei ausgewählten axia-

len Positionen verfolgen. Wie bei dem schon beschriebenen Fall der Verbrennung mit Kerosin 

entwickelt sich das Feldmaximum der Größe erst nach 0,8 Düsenradien stromabwärts und 

repräsentiert die Scherschicht zwischen der Hauptströmung und der IRZ, was anhand der Ver-

läufe der axialen Geschwindigkeitsgradienten erkannt werden kann. Ein lokales Maximum ist 

in der Düsenaustrittsebene bei radialer Position 1,1 erkennbar, d.h. im Bereich des Potential-

wirbels. Dieser Sachverhalt lässt sich mit dem Rayleigh-Mechanismus erklären und ist bei 

den Verläufen der tangentialen Schwankungsgeschwindigkeiten unten sichtbar. 

 

 
Bild 4-38: Radiale Profile der normierten Schwankungsgeschwindigkeiten bei der Methanverbrennung  
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Im Gegensatz zu der Kerosinverbrennung findet ein eher konstanter Verlauf der turbulenten 

kinetischen Energie im Randbereich statt, was auf niedrige Turbulenzintensität bei der Gas-

verbrennung dort hindeutet. Dies wird unterstützt durch die fehlenden Gradienten der Profile 

der mittleren Geschwindigkeiten in diesem Bereich. 

Die Auswertung der Schwankungsgeschwindigkeiten, dargestellt im Bild 4-38 in normierter 

Form, bekräftigt diese Schlussfolgerung und zeugt von einer weitestgehend isotropen Turbu-

lenz. Die maximalen Werte korrespondieren mit der Scherschicht zwischen der Hauptströ-

mung und IRZ, wo aufgrund der höchsten Geschwindigkeitsgradienten die Turbulenzgenerie-

rung zu erwarten ist.  

 

4.2.3. Charakterisierung des Reaktionsfeldes 

 

Im Bild 4-39 ist eine Gegenüberstellung der zwei untersuchten Fälle in Bezug auf die Feld-

verteilung des Luft-Brennstoffverhältnisses mit den überlagerten Geschwindigkeitsvektoren 

der axialen und radialen Komponenten und Stagnationsisolinien in einheitlicher Darstellung 

des Größenbereichs gezeigt. Das lokale LBV wurde bei der Methanverbrennung ebenfalls aus 

den Volumenkonzentrationswerten von CO, CO2, UHC nach der SAE-Vorschrift [119] be-

rechnet. Es fallen zunächst in Düsennähe die zwei Gebiete hohen LBV auf, die entsprechend 

den Primär- und Sekundärluftmassenstrom in Düsennähe repräsentieren. Zwischen ihnen 

strömt Methan aus dem Luftspalt (vgl. Bild 3-3 oben rechts) aus.  

 
Bild 4-39: LBV-Felder, überlagerte Strömungsfelder mit Isolinien u/U0=0,          , Verbrennung mit Ke-

rosin links und Verbrennung mit Methan rechts 
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Von der schnellen Makromischung zeugen die steilen Gradienten des LBV in Düsennähe, die 

eine Reduzierung des lokalen LBV von Werten über 50 auf solche im Bereich 25-30 verdeut-

lichen. Gleichwohl kann dabei der wesentliche Unterschied zu der Kerosinflamme erkannt 

werden, bei welcher die Zerstäubung und die Verdampfung der flüssigen Phase den Mi-

schungsprozess bestimmen und die große magere Zone entlang der Hauptströmung bedingen, 

wie im Kapitel 4.1.4 erkannt wurde. Somit charakterisiert sich die Methanverbrennung durch 

ein wesentlich homogeneres Mischungsfeld. Es muss jedoch betont werden, dass ausschließ-

lich die Gasphase der Kerosinflamme zu diesem Vergleich herangezogen wird. 

Die Flammenfront ist, wie bei den bereits dargestellten Ergebnissen mit Kerosin, anhand der 

erhöhten CO-Emissionen gekennzeichnet, was im Bild 4-40 vergleichsweise für beide unter-

suchten Konfigurationen visualisiert wird. Es kann das kegelförmige Profil der Flammenfront 

auch im Fall der Methanverbrennung erkannt werden, das um die Mantelfläche der IRZ exis-

tent ist. Die IRZ schließt in beiden Fällen (Kerosin und Methan) auf der Mittellinie infolge 

der thermischen Expansion, die man am steil abfallenden axialen Gradienten der CO-

Konzentration erkennen kann.  

 

 
Bild 4-40: Feldverteilung der CO-Volumenkonzentration, überlagerte Strömungsfelder mit Isolinien 

u/U0=0,           . Kerosinflamme (links), Methanflamme (rechts) 

 

Im Gegensatz zu der Kerosinflamme kann keine Erhöhung der CO-Konzentration im Bereich 

des Eckenwirbels beobachtet werden. Somit kann als einzige Reaktionszone der methanbe-

feuerten Drallflamme in dieser eingeschlossenen Konfiguration die Scherzone zwischen IRZ 

und Hauptströmung identifiziert werden, wie oft in der Literatur [4], [7], [8], [45], [131] 

beschreiben.  
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Die Darstellung der Verteilung der volumetrischen CO2-Konzentration anhand Bild 4-41 kor-

respondiert mit dieser Schlussfolgerung und verdeutlicht den prinzipiellen Unterschied in 

Bezug auf das Reaktionsfeld beider Flammen. In den Ausbrandzonen erfolgt im Strömungs-

verlauf eine vollständige Oxidierung von CO zu CO2, dessen Höchstwerte dort zu finden sind. 

Diese sind für die Kerosinverbrennung die zwei erwähnten Zonen – die zentrale kegelförmige 

und die ORZ. Im Fall der Methanverbrennung hingegen hat dieser Mechanismus nur im zent-

ralen kegelförmigen Bereich Bestand.   

 

 

 
Bild 4-41: Feldverteilung der CO2-Volumenkonzentration, überlagerte Strömungsfelder mit Isolinien 

u/U0=0,           . Kerosinverbrennung (links) und Methanverbrennung (rechts) 

 

Aus den Daten der Konzentrationsmessung kann für jeden Feldpunkt eine Auswertung des 

Reaktionsfortschritts nach Gleichung 3-16 durchgeführt werden. Die theoretische Verbren-

nungstemperatur gemäß dem lokalen LBV in dieser Gleichung berücksichtigt das Reaktions-

gleichgewicht mit einem Maximum an Entropie, d.h. die Unmöglichkeit einer weiteren Reak-

tionsführung und somit Wärmefreisetzung. Die Temperatur im Feld      wird aus den ge-

messenen Spezies O2, CO, CO2 und UHC nach der Enthalpiebilanz bestimmt. Somit repräsen-

tiert die Reaktionsfortschrittsvariable den lokalen Ausbrand in der Brennkammer, der für bei-

de untersuchten Flammen im Bild 4-42 dargestellt ist. Für die Kerosinverbrennung variiert die 

Reaktionsfortschrittsvariable   im ganzen gemessenen Feld im Bereich 0,8-1,0, d.h. im obe-

ren Wertebereich. Da die Bestimmung dieser Größe auf gasförmigen Spezies beruht, bedeutet 

dies, dass das Gemisch Luft-Brennstoffdampf sehr schnell das Reaktionsgleichgewicht er-

reicht. Daraus kann gefolgert werden, dass das Zeitmaß der Verdampfung, bzw. der Verduns-

tung des flüssigen Brennstoffs     größer ist als das Zeitmaß der Verbrennung      .  
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Bild 4-42: Reaktionsfortschrittsverlauf – links Kerosinverbrennung, rechts Methanverbrennung 

 

 
Bild 4-43: Mittlere Feldtemperatur – links Kerosinverbrennung, rechts Methanverbrennung 
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Für den Gesamtprozess der Verbrennung des flüssigen Brennstoffs, der durch die Zeitmaße 

der Verdampfung, Mischung und Reaktion bestimmt wird, bedeutet das, dass die Verdamp-

fung der zeitlich limitierende Faktor darstellt. 

Im Fall Methan erkennt man eine dicke Reaktionszone, worin die Reaktionsfortschrittsvariab-

le Werte zwischen 0,5 und 1 annimmt. Da die Reaktionsgeschwindigkeiten für beide Brenn-

stoffe sich nicht stark unterscheiden, kann in diesem Fall als Ursache der Unterschied zwi-

schen Makro- und Mikromischung herangezogen werden. Obwohl beide Flammen nicht-

vorgemischte Flammen sind, wird anhand dieser Ergebnisse deutlich, dass die Methanflamme 

mehr einer Vormischflamme ähnelt.  

Dieser Unterschied im Reaktionsfeld für die beiden Brennstoffe hat Konsequenzen für die 

Modellierung des Verbrennungsprozesses. Im Falle der Kerosinverbrennung ist die genaue 

Erfassung des Verdampfungsprozesses viel wichtiger als eine komplizierte Verbrennungs-

rechnung. Diese kann durch ein sehr einfaches Flammenhautmodell, das auf der Annahme 

„gemischt = verbrannt“ basiert, erfolgen. Im Falle der Methanverbrennung ist die Erfassung 

der Wechselwirkung zwischen Wärmefreisetzung und Turbulenz für eine realitätsnahe Wie-

dergabe des Reaktionsfortschritts von großer Bedeutung.  

Das in Bild 4-43 dargestellte Temperaturfeld korrespondiert mit den Feldmessungen der Ver-

brennungsprodukte und bestätigt die getätigten Schlussfolgerungen. Der steile Gradient im 

Verlauf der Feldtemperatur veranschaulicht die Reaktionszone. Konform zu den bisherigen 

Überlegungen werden in der ORZ der Gasflamme niedrige Temperaturen gemessen, womit 

der prinzipielle Unterschied in Bezug auf die Reaktionsfelder verdeutlicht wird.  

 

4.2.4. Ähnlichkeit der Flammenstabilität durch Brennstoffvariation 

 

Das Ziel der gegenwärtigen Ähnlichkeitsbetrachtung ist, generalisierte Schlussfolgerungen 

bezüglich des Stabilitätsverhaltens beider Konfigurationen herzuleiten. In Anbetracht der dar-

gestellten Phänomenologie der Kerosinflamme, die im mageren Bereich durch zwei Erschei-

nungsformen charakterisiert ist, wurde ein spezieller Fokus auf ihre Umwandlungscharakte-

ristik gesetzt. Im Gegensatz dazu konnte bei der Methanflamme kein solches Phänomen beo-

bachtet werden, d.h. es existiert in diesem Fall nur eine stabile Flamme.  

Die Feldeigenschaften der Methanflamme wurden im Vergleich zu der stabilen Kerosinflam-

me diskutiert. Insbesondere durch die Ähnlichkeit der Strömungsfelder wird die Einbeziehung 

der Flammenstabilitätscharakteristik der Methanflamme und der Umwandlungscharakteristik 

der Kerosinflamme bei der Ähnlichkeitsbetrachtung gerechtfertigt. Dabei wird vorausgesetzt, 

dass die Feldeigenschaften durch die weitere Abmagerung qualitativ unverändert bleiben und 

somit für die Analyse der Flammenstabilität repräsentativ sind. Das Strömungsfeld der semi-

stabilen Kerosinflamme weicht hingegen wesentlich von dieser Ähnlichkeit ab, wodurch ein 

direkter Vergleich beider Stabilitätscharakteristika nicht möglich ist. In diesem Fall greift ein 

geänderter Stabilisierungsmechanismus, der die Flammenform und somit das Strömungs- und 

Reaktionsfeld total verändert.  

Im Zuge des Vergleichs der Gasflamme und der stabilen Kerosinflamme wurden unterschied-

liche Reaktionsfelder durch die zusätzliche Reaktion in ORZ bei der Kerosinflamme festge-

stellt. In beiden Fällen wird jedoch die zentrale kegelförmige Flammenzone als Hauptstabili-

sierungsmechanismus angesehen. Aus der Forderung nach dem Gleichgewicht der lokalen 

Strömungsgeschwindigkeit und Flammengeschwindigkeit stellt sich diese im Falle der Me-

thanverbrennung bei gleichen Turbulenzfeldern (gleiche Ret) weiter stromabwärts bei niedri-
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geren lokalen Geschwindigkeiten ein als bei der Kerosinflamme, wie anhand Bild 4-40 und 

Bild 4-43 erkannt werden kann, und korrespondiert somit mit der höheren laminaren Flam-

mengeschwindigkeit von Kerosin [4], [54], [132].  

Durch die Betrachtung der Flammengeschwindigkeit wird die Anwendung des Peclet-

Stabilitätskriteriums impliziert, angesprochen im Kapitel 2.4, das die Ähnlichkeit der Strö-

mungsfelder voraussetzt. Das Pe-Kriterium beschreibt das Gleichgewicht zwischen dem kon-

vektiven und dem konduktiven Wärmestrom an der Reaktionszone als Voraussetzung für die 

Flammenstabilisierung. Darauf basierend lässt sich eine physikalisch besser begründete 

Kennzahl zur Beschreibung des Flammenlöschens herleiten, die als Da-Zahl das Verhältnis 

der Verweilzeit in der Stabilisierungszone      und des Zeitmaßes der Wärmefreisetzung 

      darstellt: 

 

       
 

    
       

 
 
 

         

 
    
       

       
 
      

  
  
    
 

 
 

 

     
  
      

  
 

 

    
 

           

Gleichung 4-3 

 

Diese Umformung basiert auf der Ähnlichkeit der Strömungs- und der Reaktionsfelder und 

beinhaltet den Düsenaustrittsdurchmesser D0 als charakteristisches Längenmaß, das bei dieser 

Ähnlichkeit proportional zu der Länge der Stabilisierungszone ist. Die Berechnung der lami-

naren Flammengeschwindigkeit erfolgt bei der Luftzahl an der mageren Löschgrenze nach 

den Angaben im Bild 2-12 für Methan und im Bild 2-13 für n-Decan, das repräsentativ für 

Kerosin herangezogen wird. Die Temperaturleitzahl a ist eine Funktion der Temperatur, die 

bei den steilen Temperaturgradienten in der Reaktionszone große Unterschiede auf ihren bei-

den Seiten aufweist. Hier wurde diese Größe bei der Vorwärmetemperatur, d.h. auf der Seite 

des Frischgemisches, aus den Angaben in Incropera und DeWitt [133] berechnet, was einen 

systematischen Fehler bei der Berechnung auf der Flammenseite bedingt. Gleichwohl ist zu 

erwarten, dass dies die qualitative Abhängigkeit beider Zeitmaße nicht beeinträchtigen wird, 

da diese Vorgehensweise bei allen Betriebspunkten angewendet wurde.  

Für die beiden untersuchten Konfigurationen wird      aus den Experimentdaten als volumet-

rische Geschwindigkeit am Düsenaustritt betrachtet, wobei diese im Fall der Gasflamme das 

LBO und im Fall der Kerosinflamme die Umwandlung repräsentiert. Auf dieser Weise kön-

nen die Zeitmaße            berechnet werden, deren Abhängigkeit im Bild 4-44 dargestellt 

ist. Der Verlauf grenzt den jeweiligen stabilen Betriebsbereich ein, der entweder durch Erhö-

hung des LBV, oder durch Erhöhung der Strömungsgeschwindigkeit verlassen werden kann. 

Im ersten Fall erhöht sich infolge der reduzierten laminaren Flammengeschwindigkeit das 

Zeitmaß der Wärmefreisetzung      , während im zweiten Fall die Verweilzeit      der Gase 

in der Brennkammer und somit in der Stabilisierungszone verringert wird. Oben im Dia-

gramm ist die Stabilitätscharakteristik der semi-stabilen Kerosinflamme ersichtlich, die einen 

wesentlich breiteren Bereich eingrenzt und über die Ähnlichkeitsbetrachtung hinausgeht. Ihre 

stärkere Abhängigkeit von der Verweilzeit kann erkannt werden, was für ihren Diffusions-

flammencharakter spricht. Es sind im unteren Teil die Verläufe der LBO-Charakteristik der 

Methanflamme und der Umwandlungscharakteristik der Kerosinflamme sichtbar, die weitest-

gehend übereinstimmen. Das etwas größere Gebiet, eingegrenzt durch die Umwandlungscha-

rakteristik der Kerosinflamme, lässt sich auf die zusätzliche Flammenstabilisierungszone in 
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ORZ und somit auf die Verlängerung der resultierenden Stabilisierungszone im Brennraum 

zurückführen.  

 

 
 
Bild 4-44: Stabilitätsbereich des Prototyps, Darstellung anhand Zeitmaß der Wärmefreisetzung vs. kon-

vektives Zeitmaß   

 

Diese Charakteristika ergeben sich aus der Variation des Druckverlusts über die Düse und 

somit aus der Austrittsgeschwindigkeit. Aus der Voraussetzung ähnlicher Strömungsfelder 

zieht die Reduzierung der Verweilzeit in der Stabilisierungszone eine Reduzierung des zuläs-

sigen Zeitmaßes der Wärmefreisetzung nach sich. Basierend auf den Flammenstabilitätsmes-

sungen können die Da-Zahlen für die Messpunkte berechnet werden; sie sind im Bereich 1,1 

und 1,6 für die Kerosinflamme und im Bereich 1,4 und 1,9 für die Methanflamme. Dadurch 

wird die Bedeutung der Ähnlichkeit der Strömungsfelder für die generalisierte Betrachtung 

der Stabilitätscharakteristik hervorgehoben. Gleichzeitig wird gezeigt, dass die Ähnlichkeit 

der Reaktionsfelder ebenfalls eine notwendige Bedingung dafür ist. Dieses Ergebnis zeugt in 

Hinsicht auf das Flammenstabilitätsverhalten, dass im Falle der Brennstoffvariation anhand 

identischer Hardware die Da-Zahl als Ähnlichkeitsparameter dafür herangezogen werden 

kann. 

 

4.3. Kerosinbefeuerte Konfiguration, skalierter Brenner 

 

Der dritte Schwerpunkt dieser Arbeit umfasst die Untersuchung einer in kleinem Maßstab 

skalierten Brennerkonfiguration, die zu der Prototypenkonfiguration geometrisch ähnlich ist 

und ebenfalls mit Kerosin befeuert wird. Dies äußert sich in die Skalierung aller Längendi-

mensionen mit einem Faktor von 0,5. 

Eine vollkommene geometrische Ähnlichkeit ist fertigungstechnisch kaum realisierbar. Dies 

macht sich anhand der im Bild 3-3 ersichtlichen geänderten Geometrie der Lufteinlässe der 

Modelldüse bemerkbar, die, im Gegensatz zu den rechteckigen Einlasskanälen der Prototy-

pendüse, runde Einlasskanäle besitzt. Im Vorgriff auf die Ergebnisse der Stabilitätsuntersu-
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chung dieser Düse kann hier angegeben werden, dass gleiche Betriebsbedingungen wie diese 

des Prototypenbrenners erforscht werden, weil der stabile Betriebspunkt der Prototypenkonfi-

guration innerhalb des stabilen Bereichs der Modellkonfiguration fällt.  

Die Systematik der Darstellung der Ergebnisse kann in diesem Fall nur bedingt eingehalten 

werden. Es ist aufgrund des kleineren Maßstabs der Untersuchung dieser Konfiguration un-

möglich, Gaskonzentrationsmessungen mit der vorhandenen Messgassonde ohne beträchtli-

che Flammenstörung durchzuführen und die Überlegungen bezüglich der Flammenposition 

durch die Darstellung der LBV-, CO- und CO2-Felder zu unterstützen.  

Zunächst wird auf die Skalierungseffekte eingegangen, anschließend werden die Flammen-

stabilität und die Felduntersuchungen vergleichsweise zu der Prototypenkonfiguration ange-

geben und diskutiert. Im letzten Unterkapitel werden die Schlussfolgerungen zum Ähnlich-

keitsverhalten der untersuchten Brennerkonfigurationen dargestellt. 

 

4.3.1. Globale Betrachtung und Skalierungseffekte 

 

Die charakteristische Re-Zahl für die Prototypenkonfiguration bei den untersuchten Bedin-

gungen am Brenneraustritt beträgt 50000 und es kann somit von einem hochturbulenten Feld 

ausgegangen werden. Durch die skalierungsbedingte Halbierung der Längenmaße der Mo-

dellkonfiguration halbiert sich bei identischen Bedingungen (∆p/p, TPre) Re auf 25000. Diese 

ist hoch genug, um Ähnlichkeitsbetrachtungen im Feld durchführen zu können. Das Expansi-

onsverhältnis von 2,5 bleibt konstant, da der Brennkammerdurchmesser auch entsprechend 

skaliert wurde, wodurch eine ähnliche Strömungsstruktur zu erwarten ist. 

Die experimentelle Ermittlung der effektiven Austrittsfläche      der Düse, die auf der Aus-

flussformel kompressibler Fluide von Saint Venant und Wantzell (vgl. Gleichung 4-1) basiert, 

ergibt einen Wert von 166 mm
2
, der, bezogen auf die geometrische Fläche von 255,8 mm

2
, in 

einen Durchflussbeiwert von 65% resultiert. Der Durchflussbeiwert des Modells ist somit 

vergleichbar zu dem des Prototyps. 

Die Drallparameter werden in der Tabelle 4-2 als Ergebnis der Drallmessung dargestellt, wo-

ran erkannt werden kann, dass die skalierte Düse eine kleinere theoretische Gesamtdrallzahl 

von 0,74, verglichen zu 0,76 der ursprünglichen Konfiguration aufweist.  

 
Tabelle 4-2: Drallparameter der skalierten Düse aus der Drallmessung 

                                 

0,56 0,88 0,46 0,74 

 

Die experimentelle Ermittlung der Drallzahl aus der isothermen Geschwindigkeitsmessung 

direkt am Düsenaustritt nach Gleichung 2-62 und Gleichung 2-63 resultiert in einen Wert von 

0,68. Im Fall des Prototyps ergibt sich nach dieser Methode eine Drallzahl von 0,82. Bemer-

kenswert dabei ist die Tatsache, dass in den beiden Fällen die Abweichung etwa 8% gegen-

über dem theoretischen Wert, jedoch in der entgegengesetzten Richtung, beträgt. Dadurch 

wird ein quantitatives Maß für die Genauigkeit der präsentierten Ergebnisse geliefert, ande-

rerseits wird gezeigt, dass sich die Drallzahl im Fall des Modells reduziert. Dieser Sachver-

halt, bewirkt vermutlich durch die geänderte Geometrie der Einlasskanäle der Modelldüse, hat 

eine schmalere IRZ zur Folge. Sie bedingt eine geringere Versperrung der Düsenaustrittsflä-



Ergebnisse und Diskussion  116 

 

che, was mit der Vergrößerung der effektiven Fläche über den Skalierungsfaktor hinaus auf 

166 mm
2
 im Einklang steht.  

Eine Ähnlichkeitsbetrachtung kann anhand des reduzierten Dralls   als Ergebnis der Drall-

messungen durchgeführt werden, s. Gleichung 2-100. Dort wurde gezeigt, dass diese Größe 

nicht dimensionslos ist und ein Verhältnis der Exzentrizität des Drallerzeugers zu der Ein-

trittsfläche der Einlasskanäle darstellt. Somit wird bei vollständiger Ähnlichkeit eine Ver-

dopplung des reduzierten Dralls durch die geometrische Skalierung erwartet. Dies ist jedoch 

nicht der Fall, sondern die Erhöhung findet nur zu 70% statt (13 m
-1

 für die Originaldüse, 18 

m
-1

 für die skalierte Düse).  

 

 

 
 

Bild 4-45: Kritisches Durchmesserverhältnis vs. Drallzahl nach Fanaca et al.  [92], Zuordnung der 

untersuchten Konfigurationen  

 

Die geänderte Drallzahl beeinflusst das Strömungsfeld nach den Erkenntnissen von [91] und 

[92], dargestellt bei den Ausführungen im Kapitel 2.6. Demzufolge ist das kritische Expansi-

onsverhältnis, bei dem ein Umschlag des Strömungsmusters stattfindet, eine Funktion der 

Drallzahl. Dieses kritische Verhältnis ist für die untersuchten Konfigurationen nach Glei-

chung 2-97 ausgewertet und in der Tabelle 4-3 für die theoretische und für die experimentell 

ermittelte Drallzahl angegeben. 
 

Tabelle 4-3: Auswertung des kritischen Expansionsverhältnisses dBK/D0 

Brenner Prototyp Brenner Modell 

Stheo=0,76 → dBK/D0=2,76        Stheo=0,74 →  dBK/D0=2,69          

SLDA=0,82 → dBK/D0=2,82        SLDA=0,68 →  dBK/D0=2,66          

 

Es ist anhand Bild 4-45 ersichtlich, dass mit dem untersuchten Expansionsverhältnis von 2,5 

beide Konfigurationen im „Wall Jet Regime“ liegen, eine Tatsache, die für die Ähnlichkeit 
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der Strömungsfelder spricht. Die skalierte Version nähert sich wegen der Reduzierung der 

Drallzahl dem Umschlagpunkt zum „Free Jet Regime“ (Freistrahl) an.  

Die Flammenstabilitätscharakteristik dieser Brennerkonfiguration, als Ergebnis der Messung 

des Anstiegs der globalen CO-Emission am Austritt der Brennkammer, ist vergleichsweise zu 

der kerosinbefeuerten Prototypenkonfiguration im Bild 4-46 dargestellt.  

 

 
 

Bild 4-46: Flammenstabilitätsverläufe am Prototyp und Modell, Betriebspunkte, Umwandlungscharakte-

ristik am Prototyp 

 

Aus dem Vergleich der LBO-Charakteristika ist es ersichtlich, dass die skalierte Düse durch 

eine geringere Flammenstabilität als der kerosinbefeuerte Prototyp gekennzeichnet wird. Der 

bereits beschriebene stabile Referenzbetriebspunkt des Prototyps bei einem Luft-

Brennstoffverhältnis von 27 (Φ = 0,54), einer Luftvorwärmetemperatur von 540 K und einem 

normierten Druckverlust Δp/p von 3,5%  befindet sich innerhalb des stabilen Bereichs. Somit 

können diese Betriebsbedingungen bei der Untersuchung des Modells als Referenz übernom-

men werden und begründen einen direkten Vergleich der Feldeigenschaften beider kerosinbe-

feuerten Flammen.  

Im selben Bild ist auch die Umwandlungscharakteristik des Prototyps, die die zwei Flammen-

erscheinungsformen trennt, eingetragen. Auffallend ist, dass die Flammenstabilitätscharakte-

ristik der Modellkonfiguration mit der Umwandlungscharakteristik des Prototyps in guter 

Übereinstimmung ist. Für die Modellkonfiguration führt eine weitere Abmagerung der Flam-

me an dem Referenzbetriebspunkt ohne Umwandlung zum Erlöschen, wodurch die Tatsache 

wiederspiegelt wird, dass keine semi-stabile Flamme bei der Modellkonfiguration existiert.  
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4.3.2. Betrachtung des Strömungsfeldes und des Temperaturfeldes 

 

Der Vergleich der isothermen Strömungsfelder des Prototyps und des Modells ist nach der 

bereits dargestellten Konvention am Bild 4-47 zu sehen.  

 
Bild 4-47: Normierte Strömungsfelder der isothermen Strömungen mit Isolinien u/U0=0,           . Links 

Modell, rechts Prototyp 

 

Links im Bild sind die Hauptströmung, IRZ und ORZ im Strömungsfeld der skalierten Düse 

ersichtlich. Auffallend ist dabei die ausgeweitete IRZ im düsenfernen Feld, deren Form den 

Erkenntnissen von [92] für große Expansionsverhältnisse, d.h. im „Free Jet Regime“, ent-

spricht. Die Hauptströmung trifft auf die Wand nach 2,1 Düsenradien, gemessen an der Stag-

nationslinie im Bereich der ORZ. Daran macht sich die Reduzierung der Drallzahl in diesem 

Fall bemerkbar, so dass die Strömung nicht so sehr aufplatzt. Im Fall des Prototyps beträgt 

dieser Wert 1,9 Radien, wie am Bild rechts zu sehen ist. Für den Fall der Modelldüse fällt die 

axiale Geschwindigkeit in ORZ betragsmäßig geringer aus. 

Die reagierenden Strömungsfelder beider Konfigurationen sind vergleichsweise anhand Bild 

4-48 dargestellt. Es ist zunächst ersichtlich, dass die Felder weitestgehend ähnlich sind. Die 

obigen Überlegungen in Bezug auf die geänderte Drallzahl sind hier übertragbar und es wird 

deutlich, wie diese Änderung die Länge der ORZ beeinflusst. Im Fall reagierender, einge-

schlossener Strömungen ist jedoch ein komplexerer Mechanismus des Luftansaugens zu er-

warten, weil das Dichteverhältnis des angesaugten Mediums zum Strahl in Betracht gezogen 

werden muss.  
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Bild 4-48: Normierte Strömungsfelder der reagierenden Strömungen mit Isolinien u/U0=0,          . Links 

Modell, rechts Prototyp 

 

Als Ergebnis der thermischen Expansion schließt IRZ in beiden Fällen nach 3,6-3,8 Düsenra-

dien, wobei sich die Prototypenkonfiguration mit intensiveren IRZ und ORZ auszeichnet. 

Bemerkenswert bei diesem Vergleich beider reagierenden Felder ist die Länge der inneren 

Rezirkulationszone, die direkt dem Skalierungsfaktor unterliegt und folglich in dieser nor-

mierten Darstellung gleich groß ausfällt. Insbesondere sind die axialen Negativgeschwindig-

keiten in der ORZ der Prototypenkonfiguration betragsmäßig wesentlich höher, was auf eine 

höhere Massenrezirkulation dort hindeutet.  

Der bisherigen Systematik der Darstellung der Ergebnisse folgend werden die Profile der 

mittleren axialen Geschwindigkeiten anhand Bild 4-49 betrachtet. Analog wie bei dem stabi-

len Punkt der Prototypenkonfiguration findet sich der negative Bereich in der Nähe der Ach-

se, der die innere Rezirkulationszone veranschaulicht. Die Profilmaxima, die die Hauptströ-

mung repräsentieren, fallen ähnlich groß aus und verringern sich mit steigendem axialen Ab-

stand vom Brenner. Die ORZ ist durch betragsmäßig kleinere negative Geschwindigkeiten 

gekennzeichnet, was sich auf den antizipierten kleineren rezirkulierenden Massenstromanteil 

zurückführen lässt.  
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Bild 4-49: Radiale Profile der normierten mittleren axialen Geschwindigkeit der reagierenden Strömung 

bei der Modellkonfiguration  

 
Bild 4-50: Radiale Profile der normierten mittleren radialen Geschwindigkeit der reagierenden Strömung 

bei der Modellkonfiguration  

 

Die radialen Verläufe der mittleren radialen Geschwindigkeiten für ausgewählte axiale Positi-

onen werden anhand Bild 4-50 dargestellt. Der Feldverlauf charakterisiert sich dadurch, dass 

sich die Profilmaxima erst nach 0,8 Düsenradien formieren und in Richtung Brennkammer-

wand verschieben, ähnlich zu den Verläufen bei der Prototypenkonfiguration, dargestellt im 

Bild 4-13. Die Forderung nach verschwindender mittlerer radialer Geschwindigkeit auf der 

Achse und am Rand kann auch bei dieser Untersuchung nicht vollständig erfüllt werden. Auf-

grund der Tatsache, dass die Fläche der optischen Zugänge der Brennkammer auf ein Viertel 

verringert ist, fällt der Störeinfluss am Rand wesentlich geringer aus, wie einem Vergleich zu 

den entsprechenden Profilen der Prototypenkonfiguration entnommen werden kann. 
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Bild 4-51: Radiale Profile der normierten mittleren tangentialen Geschwindigkeit der reagierenden Strö-

mung bei der Modellkonfiguration  

 

Bild 4-52: Radiale Profile der normierten massespezifischen turbulenten kinetischen Energie der reagie-

renden Strömung bei der Modellkonfiguration  

 

Die Profile der mittleren tangentialen Geschwindigkeit, veranschaulicht im Bild 4-51, weisen 

ein Profilmaximum direkt nach dem Düsenaustritt auf. Hier ist der Einfluss beider Drallkanäle 

anhand des lokalen Minimums ähnlich wie bei dem Prototyp deutlich zu sehen. Eine Abfla-

chung des Profils bei größeren Radien ist ebenfalls sichtbar und verdeutlicht die Reduzierung 

der Drallzahl bei dieser Konfiguration. Mit steigendem axialen Abstand baut sich das Profil-

maximum ab. Im zentralen Bereich sind betragsmäßig keine Unterschiede zu der Prototypen-

konfiguration festzustellen. Im Bereich der ORZ fallen die mittleren Geschwindigkeiten je-

doch betragsmäßig kleiner aus und im radialen Bereich von 1,5 bis 2,0 ist ein eher konstanter 

Verlauf zu beobachten. 
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Im Zug der Turbulenzbetrachtung der skalierten Konfiguration ist der Feldverlauf der turbu-

lenten kinetischen Energie der reagierenden Strömung anhand Bild 4-52 ersichtlich. Durch 

einen Vergleich zu dieser Größe im Fall des Prototypenbrenners, vgl. Bild 4-16, können ähn-

liche Verläufe festgestellt werden. Die Maxima resultieren aus den höchsten Gradienten der 

mittleren Geschwindigkeiten und fallen mit dem radialen Verlauf der Scherzone zwischen der 

Hauptströmung und IRZ zusammen.  

 

 
Bild 4-53: Radiale Profile der normierten Schwankungsgeschwindigkeiten der reagierenden Strömung bei 

der Modellkonfiguration  

 

Dieser Sachverhalt wird auch von den normierten Schwankungsgeschwindigkeiten, darge-

stellt im Bild 4-53, wiedergeben. Die Schwankungsgeschwindigkeiten in radialer und in axia-

ler Richtung fallen gleich groß aus. Die Werte der tangentialen Schwankungsgeschwindigkeit 

in Düsennähe im Bereich des Potentialwirbels bei den radialen Positionen 1 und 1,2 sind auf-

grund des steileren Gradienten und infolge der durch den Rayleigh-Mechanismus entfachten 

Turbulenz höher. Letzteres ist deutlich im obigen Verlauf der turbulenten kinetischen Energie 

für die axialen Positionen 0 und 0,4 abgebildet. 
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Bild 4-54: Normiertes Stromfunktionsfeld, Isolinien. Modell (links), Prototyp (rechts) 

 

Im Vorgriff auf die Ergebnisse der Feldtemperaturmessung wird die Felddichte bestimmt und 

mit Kenntnis der mittleren axialen Geschwindigkeitsprofile kann die normierte Stromfunktion 

berechnet werden, die anhand Bild 4-54 dargestellt ist. Da die IRZ in den beiden normierten 

Darstellungen gleich groß ist und gleiche Geschwindigkeiten dort gemessen werden, rezirku-

liert der gleiche Massenstromanteil von 5% dort. In der ORZ der Modellkonfiguration sind 

ein wesentlich geringer Massenstromanteil von 15% und entsprechend flachere Gradienten 

der Stromlinien zu sehen. Diese Tatsache rührt zunächst von der kleineren Rezirkulationsge-

schwindigkeit, sichtbar am isothermen Feld (Bild 4-47), her. Zusätzlich wird für diese Konfi-

guration suggeriert, dass die Verbrennung in der ORZ wesentlich intensiver erfolgt und eine 

niedrigere Dichte dort resultiert. Das Dichteverhältnis         fällt in diesem Fall dement-

sprechend geringer aus und impliziert somit nach Gleichung 2-93 den kleineren rezirkulieren-

den Massenstrom in der ORZ.  

Ein weiterer Nachweis dazu liefert die Darstellung im Bild 4-55, die den Feldverlauf der mitt-

leren Temperatur vergleichsweise zu der Prototypenkonfiguration veranschaulicht. Es ist zu 

sehen, dass die ORZ der skalierten Version wesentlich heißer ist. Diese Tatsache legt die 

Vermutung nahe, dass die in der ORZ stattfindende Verbrennung fetter als bei der Prototy-
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penkonfiguration abläuft. An der weiteren Feldtemperaturverteilung kann festgestellt werden, 

dass die zentrale Zone höherer Temperatur bei dem Prototyp näher zum Düsenaustritt strom-

aufwärts reicht. Das Feld des Modellbrenners ist kälter im düsennahen zentralen Bereich, so-

wie im Bereich der Hauptströmung. Das Gebiet höchster Temperatur befindet sich für das 

skalierte Feld näher zur Wand und auch weiter stromabwärts, ein Indiz dafür, dass die Flam-

me weiter stromabwärts stabilisiert. Dieser Ausbrandbereich charakterisiert sich auch durch 

einen flacheren radialen Dichtegradienten und folglich durch ein kleineres Baroklinmoment. 

Dieser Sachverhalt hat somit als Folge, dass die Linie der größten Temperaturgradienten im 

Feld der skalierten Düse, d.h. die Reaktionszone, einen größeren Winkel zur Mittellinie 

schließt.  

     

Bild 4-55: Mittlere Feldtemperatur – links Modell, rechts Prototyp 

 

4.3.3. Charakterisierung der flüssigen Phase 

 

Desweiteren wird das Zerstäubungsverhalten des flüssigen Brennstoffs der skalierten Konfi-

guration anhand der PDA-Ergebnisse und der Aufnahmen mit der Hochgeschwindigkeitska-

mera dargestellt und diskutiert. Am Bild 4-56 sind die Verläufe der statistisch berechneten 

SMD aus den Signalkollektiven der untersuchten Konfigurationen direkt am Düsenaustritt 

und am Ende des messbaren Sprays ersichtlich. Wie bereits bei der Betrachtung des Prototy-

penbrenners im Kapitel 4.1 erwähnt, befindet sich das Sprayende bei axialer Position 

x/R0=2,4 und x/R0=0,8 für die stabile und semi-stabile Konfiguration entsprechend. Für den 

stabilen Betriebspunkt des Modellbrenners beträgt diese Größe x/R0=1,9. Es ergibt sich in 

diesem Fall ein flaches Profil am Düsenaustritt, das bei einem doppelten SMD-Wert als die 
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Werte des Prototyps liegt. Am Sprayende zeigt sich eine geringfügige Reduzierung des SMD 

und im Gegensatz zu dem Profil der Prototypenkonfiguration resultiert dort ein stärker ausge-

prägtes Profil.  

Die Erhöhung der SMD-Werte bei dieser Untersuchung deutet auf eine gröbere Sekundärzer-

stäubung hin. Die We-Zahl wurde anhand der Oberflächenspannung, der Luftgeschwindigkeit 

am Düsenaustritt über der Lippe, der aus PDA ermittelten Tropfengeschwindigkeit und der 

Dichte der vorgewärmten Luft berechnet. Sie halbiert sich von 322 auf 160 (vgl. Bild 4-57) 

für die Modellkonfiguration, da der Düsenaustrittsdurchmesser als Längenmaß in diese di-

mensionslose Größe herangezogen wird. Somit ist dies konsistent mit der gröberen Zerstäu-

bung im Fall des Modells. Die We-Zahl kann folglich als ein das Sprayverhalten beschreiben-

der Parameter geometrisch ähnlicher Systeme betrachtet werden, dessen Wert nicht konstant 

bleibt, sondern dem Skalierungsfaktor unterliegt. 

 

 
 

Bild 4-56: Radiale Profile des ermittelten SMD der Kerosintropfen am Düsenaustritt und am Sprayende 

beider kerosinbefeuerten Konfigurationen 

 

Die Oh-Zahl wird ebenfalls für die zwei untersuchten Systeme berechnet und mit der We-Zahl 

in Bild 4-57 eingetragen. Aufgrund der geometrisch bedingten Änderung dieser zwei 

Ähnlichkeitsparameter verschiebt sich der Zerstäubungspunkt vom Bereich ausgeprägter Se-

kundärzerstäubung im Fall des Prototyps zum Übergangsbereich im Fall des Modells im 

Hsiang-und-Faeth-Diagramm. 
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Bild 4-57: Zerstäubungsbetriebspunkte beider Konfigurationen im Hsiang-und-Faeth-Diagramm [17] 

  
Bild 4-58: Qualitativer Vergleich der bezogenen Kerosinmassenstromdichten         

   anhand der PDA-

Ergebnisse, überlagerte Strömungsfelder mit Isolinien u/U0=0,           – links skalierte Konfiguration, 

rechts Prototyp 
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Am Bild 4-58, das die Ergebnisse der PDA-Felduntersuchung veranschaulicht, kann die an-

gegebene axiale Position beider Sprayenden (Modell und Prototyp) abgeschätzt werden, wo-

raus die Erkenntnis deutlich ist, dass der Spray der skalierten Düse kürzer und gleichzeitig 

radial breiter ist. Am selben Bild links ist keine axiale Periodizität erkennbar, was vermutlich 

auf eine Verdopplung dieser Frequenz durch die Halbierung des Längenmaßes und demzufol-

ge auf die Unmöglichkeit seiner Auflösung zurückgeführt werden könnte. Durch die Überla-

gerung der Information der Spraydichte mit dem Gasgeschwindigkeitsfeld kann schlussfolgert 

werden, dass die Spraybahn auch in diesem Fall von der Hauptströmung bestimmt und folg-

lich ihre Eigenschaften auf den Spray übertragen werden. 

Das dynamische Verhalten des Sprays kann anhand der Untersuchungen mittels High Speed 

Imaging, vgl. Bild 4-59, erörtert werden. Hier werden drei Wiederholungsmuster des Sprays 

in einer Bildersequenz dargestellt. Die Aufnahmefrequenz ist dabei hoch genug, um die er-

wartete Frequenzerhöhung auflösen zu können. Es ist ersichtlich, dass eine Frequenz von ca. 

3 kHz, d.h. eine Frequenzverdopplung gegenüber den dargestellten Ergebnissen (vgl. Bild 4-

28, Bild 4-29) im Fall des Prototypenbrenners, resultiert. Die Frequenzverdopplung bei glei-

chen thermodynamischen Bedingungen und halbierten Längenmaßen bestätigt einerseits die 

konstante Sr-Zahl nach Gleichung 4-4 als Ähnlichkeitsparameter, andererseits den Wirkme-

chanismus des PVC, wie bereits diskutiert.  

 

 

 
 

Bild 4-59: Bildersequenz des Kerosinsprays der skalierten Flamme in der Brennkammer am Düsenaus-

tritt, Zeitabstand vom Beginn der Aufnahme, Aufnahmefrequenz 30 kHz, Blende 2,8 

   
   

 
 

Gleichung 4-4 
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Als Nachweis dieses Sachverhalts wird hier das Energiespektrum der axialen Geschwindig-

keit des Verbrennungsluftstroms am Düsenaustritt an der Position r=3 mm, x=0 mm über dem 

primären Drallerzeuger der reagierenden Modellkonfiguration herangezogen, vgl. Bild 4-60. 

Zu sehen ist die charakteristische Frequenz des PVC von 3 kHz, die eine Verdopplung und 

somit eine direkte Skalierung gegenüber dieser Frequenz im Fall des Prototypenbrenners dar-

stellt. Die unvollkommene geometrische Skalierung der Einlasskanäle, d.h. die Nichteinhal-

tung des Kanalprofils, spielt in Bezug auf die Ähnlichkeit des dynamischen Verhaltens der 

Strömung keine Rolle. Auch bei dieser Untersuchung lässt sich diese charakteristische Fre-

quenz nur mit dem primären Drallerzeuger und damit mit dem Festkörperwirbel in Verbin-

dung bringen.  

 
Bild 4-60: Energiespektrum des Zeitsignals der axialen Gasgeschwindigkeit, Modellkonfiguration, reaktiv 

 

Das geänderte Zerstäubungsverhalten macht sich auch anhand der Bildsequenzmittelung des 

Sprays, dargestellt im Bild 4-61, bemerkbar. Verglichen mit dem gemittelten Bild der stabilen 

Verbrennung der Originaldüse (s. Bild 4-30), resultiert für die skalierte Konfiguration ein in 

radialer Richtung breiterer Spray, was auch anhand der PDA-Ergebnisse (s. Bild 4-58) er-

kannt wurde. Diese Sprayverdickung veranschaulicht die Wirkung der Zentrifugalkraft auf 

den Kerosintropfen in der Nähe des Düsenaustritts. Durch die Nichteinhaltung der dynami-

schen Ähnlichkeit resultiert im skalierten Fall eine höhere Zentrifugalbeschleunigung 
  

   
, 

bedingt durch die Verkleinerung des Radius der Brennkamer und durch die weitestgehend 

gleiche mittlere tangentiale Geschwindigkeit, vgl. Bild 4-10 und Bild 4-51. Dadurch geraten 

die flüssigen Kerosinteilchen vermehrt in die ORZ, was durch die gröbere Zerstäubung im 

skalierten Fall und folglich höhere Zentrifugalkraft 
       

 

   
 verstärkt wird. Dieser Sachver-

halt erklärt den geänderten Außenrand des Sprays, verglichen zum Prototyp, vgl. Bild 4-30. 

Durch die in der ORZ transportierten Flüssigkeitsfragmente wird diese fetter, d.h. heißer. 

Letzteres ist anhand der Temperaturmessung zu sehen, vgl. Bild 4-55.  

Das Sprayverhalten in axialer Richtung bei der skalierten Konfiguration ändert sich ebenfalls 

und unterliegt den bereits beschriebenen Effekten. Durch die anfänglich größeren Tropfen 
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infolge der Zerstäubung und durch die reduzierte Verweilzeit in der Brennkammer resultieren 

gemäß dem d
2
-Gesetz der Verdampfung am Ende des messbaren Sprays bei axialer Position 

1,9 Radien wesentlich größere Tropfen, detektierbar durch PDA. Die Verkleinerung dieser 

axialen Position gegenüber der Prototypenkonfiguration (Sprayende bei r/R0=2,4) kann da-

durch erklärt werden, dass einerseits der flüssige Brennstoff in Kontakt mit der heißen ORZ 

tritt, wodurch eine rasche Verdampfung herbeigeführt wird und eine nicht mehr detektierbare 

Größe der Brennstofftropfen resultiert.  

 

Bild 4-61: Qualitative Darstellung der bezogenen Kerosinmassenstromdichte         
   bei der skalierten 

Konfiguration anhand der pixelweisen Mittelung aus 50 Bildern, Aufnahme mit Hochgeschwindigkeits-

kamera, 6 kHz, Blendenwert f/5,6, Objektiv f=180mm 

 

Andererseits unterliegt der Spray verstärkt der Wirkung der Zentrifugalkraft, wodurch seine 

Massenstromdichte in axialer Richtung sinkt und die Datenrate der PDA-Messung auch sinkt. 

Bei Unterschreitung eines kritischen Wertes kann die PDA-Messtechnik keine Information 

mehr auswerten, was auch als Fehlen jeglicher Tropfen gedeutet wird. Die axiale Position der 

letzten detektierbaren Tropfen ist jedoch in guter Übereinstimmung mit der Darstellung der 

gemittelten Sequenzbildern anhand Bild 4-61, woran die Ausdünnung des Sprays stromab-

wärts beobachtet werden kann. 

 

4.3.4. Flammenstabilität bei der Brennerskalierung 

 

Für die Beschreibung des Flammenstabilitätsverhaltens der untersuchten Konfigurationen 

wird aus der LBO-Charakteristik der Modellkonfiguration, sowie aus der Umwandlungscha-

rakteristik der Prototypenkonfiguration ausgegangen, weil die semi-stabile Flamme bei der 
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ersteren nicht existent ist. Die dargestellte Untersuchung beider Referenzbetriebspunkte zeigt 

eine weitestgehende Ähnlichkeit sowohl der Strömungsfelder, als auch der Temperaturfelder. 

Für die gegenwärtige Betrachtung wird angenommen, dass sich die Feldeigenschaften im Zu-

ge der weiteren Abmagerung des untersuchten Betriebspunktes qualitativ nicht ändern und 

werden somit in Hinsicht auf das Flammenlöschen in Betracht gezogen. Insbesondere ist die 

gleiche skalierte Länge der IRZ bei der Betrachtung der Strömungsfelder hervorzuheben (vgl. 

Bild 4-48), deren Scherzone zu der Hauptströmung als Hauptstabilisierungszone angesehen 

werden kann. 

Für die Ähnlichkeit der Reaktionsfelder sprechen die gemittelten Temperaturfelder (Bild 4-

55). Die Position der Hauptflammenzone der Modellkonfiguration, erkennbar an den steilen 

Temperaturgradienten, befindet sich etwas weiter stromabwärts als bei der Prototypenkonfi-

guration. Es ist jedoch bemerkbar, dass diese mit dem Strömungsfeld skaliert und sich im 

oberen Teil der IRZ befindet. Durch die Betrachtung nach der Theorie der Vormischflammen, 

wonach die Gleichheit zwischen der lokalen Strömungsgeschwindigkeit und der Flammenge-

schwindigkeit besteht, folgt für die Stabilitätsbedingung: 

 

          Gleichung 4- 5 

 

Für hochturbulente Vormischflammen wurde die Beziehung von Schmid [61] anhand Glei-

chung 2-58 betrachtet, wonach 
  

    
      gilt. Daraus folgt für die lokale Strömungsge-

schwindigkeit, bei der die Stabilisierung stattfindet: 

 

                          
    
 

 
Gleichung 4-6 

 

Es kann in Gleichung 4-6 erkannt werden, dass die turbulente Flammengeschwindigkeit bei 

ähnlichem Turbulenzfeld vom integralen Längenmaß    abhängt. Letzteres ist proportional 

dem Düsendurchmesser D0 und folglich für die Modellkonfiguration kleiner. Somit kann ge-

schlussfolgert werden, dass für die Modellkonfiguration die Flammenstabilisierung näher am 

Stagnationspunkt der IRZ liegen würde, d.h. weiter stromabwärts bei niedrigeren lokalen 

Strömungsgeschwindigkeiten, was mit der Feststellung anhand des Vergleichs der Tempera-

turfelder korrespondiert.  

Diese Betrachtungsweise erklärt auch das Einsetzen des Flammenverlöschens durch weitere 

Abmagerung des stabilen Betriebspunkts. Dies bedeutet eine Senkung von      und entspre-

chend von       , wodurch die Flamme immer weiter stromabwärts stabilisiert. Wird ein 

kritischer Wert unterschritten, kann keine Stabilisierung durch diesen Mechanismus mehr 

erfolgen, folglich tritt LBO ein. Für die mehr abgehobene Flamme der Modellkonfiguration 

bedeutet dies, dass der Abstand des untersuchten Betriebspunktes zum LBO kleiner ist, d.h. 

letzteres tritt bei brennstoffreicheren Bedingungen ein, was anhand Bild 4-46 ersichtlich ist.  

Die skalierte Länge der IRZ bedeutet jedoch bei gleicher Düsenaustrittsgeschwindigkeit eine 

Reduzierung der Verweilzeit      des Frischgemisches in dieser Stabilisierungszone. Diese 

Überlegung impliziert eine Gegenüberstellung der berechneten Zeitmaße      und       für 

die Messpunkte beider Charakteristika, die anhand Bild 4-62 diskutiert werden. Die Berech-

nung dieser Größen für die Modellkonfiguration erfolgt dabei nach den gleichen Überlegun-

gen hinsichtlich der Temperaturleitzahl und der laminaren Flammengeschwindigkeit, wie 
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bereits im Unterkapitel 4.2.4 ausgeführt. Im Bild 4-62 sind zunächst die diskutierten Verläufe 

der Stabilitätscharakteristik des gasbefeuerten Prototyps, sowie der Umwandlungscharakteris-

tik des kerosinbefeuerten Prototyps zu erkennen, die sich durch die gleiche Verweilzeit 

     
  

    
 charakterisieren. Im oberen Bildteil ist die Erweiterung des Stabilitätsbereichs 

durch die semi-stabile Flamme sichtbar, die sich in die Vergrößerung des zulässigen Zeitma-

ßes für Wärmefreisetzung der Flamme       äußert. Im linken Bildteil ist der LBO-Verlauf 

der Modellkonfiguration dargestellt, der durch eine Reduzierung der Verweilzeit      ge-

kennzeichnet ist. 

 

 
 
Bild 4-62: Flammenstabilitätsbereiche der untersuchten Konfigurationen, Darstellung anhand Zeitmaß 

der Wärmefreisetzung vs. konvektives Zeitmaß   

 

Das Zeitmaß der Wärmefreisetzung bleibt dabei in den gleichen Grenzen, d.h. der Stabilisie-

rungsmechanismus der untersuchten Flamme wird durch die Skalierung nicht beeinträchtigt. 

Diese Tatsache spricht dafür, dass die Verweilzeit der Gase in der Stabilisierungszone der 

Modellkonfiguration ausreicht, damit die Flamme aufrechterhalten werden kann, d.h. sie ist 

nicht der bestimmende Faktor bei den untersuchten Bedingungen. 

Die Flammenstabilitätscharakteristik des Modellbrenners zeigt eine Abhängigkeit von der 

Verweilzeit, ähnlich nach den Überlegungen, dargestellt im Kapitel 4.2.4. In diesem Fall re-

sultiert eine kleinere    
    

     
 im Bereich 0,69 - 0,79 und wiedergibt die reduzierte Ver-

weilzeit infolge der Skalierung. Für die einheitliche Darstellung wird dadurch die Entdimen-

sionierung der Achsen dieses Diagramms impliziert, was zur Anwendung des Pe-Kriteriums 

(Gleichung 2-60) führt. Demzufolge sind die Stabilitätscharakteristika der kerosinbefeuerten 

Modellkonfiguration und der gasbefeuerten Prototypenkonfiguration, sowie die Umwand-
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lungscharakteristik der kerosinbefeuerten Prototypenkonfiguration anhand Bild 4-63 darge-

stellt, die sich dabei weitestgehend durch eine Linie beschreiben lassen. Für diesen Vergleich 

sprechen zunächst die ähnlichen Strömungsfelder. Die Reaktionsfelder beider kerosinbefeuer-

ten Konfigurationen sind weitestgehend ähnlich, was von der Aussagekraft dieses Kriteriums 

zeugt. Es ist erkennbar, dass folgende Abhängigkeit besteht: 

   

                     
    

Gleichung 4- 7 

 

 
 
Bild 4-63: Flammenstabilitätscharakteristik der untersuchten Konfigurationen nach dem Pe-Kriterium 

 

Der Exponent von 1,8 in dieser Gleichung wiedergibt die unterschiedlichen Da-Zahlen beider 

Konfigurationen infolge der geänderten Verweilzeit und steht im Einklang zu den Werten, 

angegeben in früheren Arbeiten: 
 

Tabelle 4-4: Werte des Exponenten aus der Literatur: 

Autor Exponent 

Schmittel [107] 2,00 

Hoffmann [76] 2,00 

Prade [105] 2,00 

Rawe [106] 1,615 

  

Es ist sichtbar, dass die Charakteristik der gasbefeuerten Konfiguration durch die fehlende 

Reaktion in ORZ von dieser Ähnlichkeit etwas abweicht, wie bereits diskutiert. Diese Tatsa-

che deutet bei der Anwendung des Pe-Kriteriums auf die Bedeutung nicht nur der Ähnlichkeit 

der Strömungsfelder, sondern auch der Reaktionsfelder hin. 

Es geht aus diesen Überlegungen hervor, dass sich die LBO-Charakteristik der Modellflamme 

ähnlich zu der Umwandlungscharakteristik der Prototypenflamme verhält. Diese Ähnlichkeit 

schließt jedoch nicht die semi-stabile Flamme bei dem Prototyp mit ein, denn sie wird durch 
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unterschiedliche Feldeigenschaften charakterisiert. Ein Ansatzpunkt für ihre Erklärung ist die 

erwähnte Reduzierung der Verweilzeit in der Brennkammer im Fall des Modells, wodurch 

eine Reduzierung der Zeitmaße für Verdampfung, Vermischung und Wärmefreisetzung im-

pliziert ist. Dies bedeutet, dass die Flammenstabilitätsgrenze des Prototyps durch die Existenz 

der semi-stabilen Flamme erweitert wird. Wie sich diese Verweilzeitreduzierung auf die Ver-

dampfung und die Gemischaufbereitung auswirkt, könnte das Thema einer weiteren Untersu-

chung sein. Unklar dabei ist auch die Rolle des geänderten Zerstäubungsverhaltens im Fall 

der Modelldüse, d.h. es stellt sich die Frage nach dem Zusammenhang der semi-stabilen 

Flamme mit der feineren Kerosinzerstäubung. 

 

5. Zusammenfassung 
 

 

Mit dem Ziel der Reduzierung der NOx-Produktion in der Fluggasturbinenbrennkammer wur-

de ein neuartiges Einspritzsystem entwickelt, das durch eine vergrößerte Brenneraustrittsflä-

che, einen erhöhten Luftmassenstrom durch den Brenner und folglich eine magere Primärzone 

mit erhöhter Beladung charakterisiert ist. Die vorliegende Arbeit basiert auf dem Prototyp 

dieses Brenners in realem Maß und befasst sich mit experimenteller Untersuchung einge-

schlossener, aerodynamisch durch Drall stabilisierter nicht-vorgemischter Flammen hinsicht-

lich der mageren Verlöschgrenze bei atmosphärischen Bedingungen. Sie hat als Ziel die Er-

forschung der Ähnlichkeit dieses Aspekts in Bezug auf geometrisch skalierte Brennerkonfigu-

rationen sowie Variabilität des eingesetzten Brennstoffs. 

Diese Untersuchung gliedert sich in drei Teilen. Im ersten Teil wurde das kerosinbefeuerte 

Prototyp betrachtet, aus dessen ermittelten Flammenstabilitätscharakteristik zwei Referenzbe-

triebspunkte nahe der mageren Stabilitätsgrenze identifiziert und erforscht wurden. Die Unter-

scheidung dieser Betriebspunkte erfolgte aufgrund eines Flammenumwandlungsphänomens, 

das im Zuge der Abmagerung der Flamme zustande kommt und sich anhand des Flammener-

scheinungsbildes bemerkbar macht. Die zwei resultierenden Flammen - eine im stabilen Be-

reich, die andere an der Stabilitätsgrenze (semi-stabil) - weisen unterschiedliche Flammen-

strukturen auf, die anhand Feldmessungen von Temperatur, Geschwindigkeit und Gaskon-

zentration nachgewiesen werden konnten. Die stabile Flamme wird primär in der Scherzone 

der inneren Rezirkulationszone (IRZ) zu der Hauptströmung stabilisiert. Zusätzlich kommt es 

dabei zu einer weiteren Stabilisierungszone in der äußeren Rezirkulationszone (ORZ), die für 

eingeschlossene Strömungen typisch ist. Diese zweite Stabilisierungszone liefert zusätzliche 

Wärme für die Hauptströmung und trägt somit zur Erweiterung des Stabilitätsbereichs bei. 

Durch sukzessive Abmagerung der Flamme fällt diese zusätzliche Flammenstabilisierungszo-

ne aus und bedingt das Einsetzen der semi-stabilen Flamme; dieses Phänomen wird durch die 

Umwandlungscharakteristik beschrieben. Die semi-stabile Flamme zeichnet sich durch eine 

Flammenzone innerhalb der IRZ aus, d.h. der Stabilisierungsmechanismus ist in diesem Fall 

unterschiedlich. Eine weitere Abmagerung der semi-stabilen Flamme führt zum Erlöschen, 

was die Flammenstabilitätscharakteristik dieser Konfiguration kennzeichnet. 

Beide Flammen – stabil und semi-stabil – unterscheiden sich hinsichtlich ihrer Strömungsfel-

der. Für die stabile Flamme ist stromabwärts eine geschlossene innere Rezirkulationszone 

erkennbar, die durch die thermische Expansion bedingt wird. Im Fall der semi-stabilen Flam-
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me ist diese im gemessenen Feldbereich stromabwärts offen, d.h. ähnlich zu der isothermen 

Strömung.  

An beiden Flammen der Prototypenkonfiguration wurden Spraymessungen durchgeführt. Er-

wartungsgemäß resultiert wegen des niedrigeren Brennstoffmassenstroms ein kompakterer 

Spray bei der semi-stabilen Flamme, dessen Eindringtiefe in die Brennkammer auch geringer 

ist. Gleichwohl bleibt der Spraywinkel, der durch den Impuls der gasförmigen Phase aufge-

prägt wird, mit der Abmagerung der Flamme unverändert. In Bezug auf sein dynamisches 

Verhalten weist der Spray eine charakteristische oszillierende Bewegung auf, die durch In-

homogenität in der Feldverteilung der Massenstromdichte der flüssigen Phase erkennbar ist. 

Die Frequenz dieser Bewegung wurde durch High Speed Imaging analysiert und mit dem 

dynamischen Verhalten der Luftströmung am Düsenaustritt im Bereich des Festkörperwirbels 

in Zusammenhang gebracht. Letzteres ist in der Literatur als „Precessing Vortex Core - PVC“ 

zu finden und konnte hier nachgewiesen werden. Es kann eine charakteristische Sr-Zahl als 

Ähnlichkeitsparameter definiert werden, deren Frequenz nur von der Längendimension der 

Hardwarekonfiguration und der Austrittsgeschwindigkeit abhängt. Die Fokussierung zukünf-

tiger Forschungsarbeiten auf die Vermeidung dieses Phänomens könnte zur weiteren Homo-

genisierung des Gemisches führen und damit einen Beitrag zu einer weiteren Reduzierung der 

NOx-Emissionen leisten.     

Der zweite Schwerpunkt der Arbeit umfasst die Erforschung der Flammeneigenschaften 

dieser Brennerkonfiguration, die mit gasförmigem Methan befeuert ist, sowie ihren Vergleich 

zu der Kerosinflamme. Da während der Abmagerung der Methanflamme kein Umwandlungs-

phänomen festgestellt werden kann, wurde nur ein Referenzbetriebspunkt, der dem stabilen 

Betriebspunkt der Kerosinflamme entspricht, ausgewählt. Die vorliegende Untersuchung um-

fasst somit einen Vergleich beider Flammen anhand von gleichen thermischen Bedingungen 

und gleicher Hardware hinsichtlich der Feldeigenschaften, woraus Schlüsse über das Stabili-

tätsverhalten durch Ähnlichkeitsparameter hergeleitet werden.  

Die Strömungsfelder in beiden untersuchten Fällen sind weitestgehend ähnlich, was insbeson-

dere die Länge der IRZ betrifft. Da das Strömungsfeld der semi-stabilen Flamme von dieser 

Ähnlichkeit abweicht, wurde dadurch ein Vergleich des Flammenstabilitätsverhaltens der 

Methanflamme zu der Umwandlungscharakteristik der Kerosinflamme impliziert.  

Wie im Fall der Verbrennung mit Kerosin, wurde die Stabilisierungszone anhand von Feld-

konzentrations- und Feldtemperaturmessungen detektiert. Die Analyse der ermittelten Ver-

suchsdaten zeigt, dass sich im Falle der Methanverbrennung die Stabilisierungszone in der 

Scherschicht zwischen der Hauptströmung und der IRZ befindet, weil dort für die Verbren-

nung günstige Bedingungen vorhanden sind. Im Bereich der ORZ findet im Gegensatz zu der 

Kerosinfeuerung aus zwei Gründen keine Reaktion statt. Erstens werden im Fall der Kerosin-

flamme Brennstofftropfen aufgrund der Zentrifugalkraft und der turbulenten Dispersion in die 

Region der ORZ transportiert und dort zündfähige Mischung gebildet. Zweitens wird die 

Zündung durch die niedrigere Zündtemperatur des Kerosins begünstigt. 

Der Vergleich der Temperaturfelder veranschaulicht, dass die Methanflamme abgehobener 

brennt. Dies steht im Zusammenklang mit der niedrigeren laminaren Flammengeschwindig-

keit des Methans, wodurch sich bei konstanter Ret eine Gleichheit zwischen der Flammenge-

schwindigkeit und der lokalen Strömungsgeschwindigkeit weiter stromabwärts bildet.  

Die Gegenüberstellung der Verläufe des konvektiven Zeitmaßes      und des Zeitmaßes der 

Wärmefreisetzung      , basierend auf den Flammenstabilitätsmessungen in beiden Fällen, 

ergibt eine weitestgehende Übereinstimmung und spricht für ihre Ähnlichkeit. Die zusätzliche 

Reaktion in ORZ im Fall der Kerosinflamme macht sich in dieser Hinsicht bemerkbar, wo-
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durch ein etwas größeres Stabilitätsgebiet resultiert. Durch die erweiterte Stabilisierungszone 

in der Brennkammer fällt ihre Länge größer aus und lässt sich nicht alleine aus der Länge der 

IRZ und somit aus der Ähnlichkeit der Strömungsfelder bestimmen. Auf Grund der geringfü-

gigen Abweichung kann jedoch der Schluss getätigt werden, dass das Stabilitätsverhalten 

nicht-vorgemischter, eingeschlossener Flammen einer Hardwarekonfiguration unabhängig 

von der Brennstoffart durch die Da-Zahl als Ähnlichkeitsparameter beschrieben werden kann. 

Ein weiterer und vor allem für die Modellierung der reaktionsbehafteten Strömung wichtiger 

Unterschied bei der Verbrennung mit den beiden Brennstoffen besteht in der Berechnung des 

Reaktionsfortschritts (s. Gleichung 3-16), die aus den Daten der Emissionsmessungen erfolgt. 

Diese Größe bezieht die berechnete Verbrennungstemperatur im jeweiligen Feldpunkt unter 

Berücksichtigung der UHC durch die Gleichsetzung der Totalenthalpie der Produkte und der 

Edukte auf die theoretische Verbrennungstemperatur. Letztere bildet das chemische Gleich-

gewicht ab. Somit liefert diese Größe eine Aussage darüber, inwieweit die Reaktion im Feld 

abgeschlossen ist. Aufgrund der Tatsache, dass sämtliche Emissionen gasförmig gemessen 

werden, bezieht sich die Aussage der Reaktionsfortschrittsvariablen auf die gasförmige Phase. 

Durch den Vergleich beider Feuerungen (s. Bild 4-42) wird es deutlich, dass im Falle der Ke-

rosinflamme die Reaktionsfortschrittsvariable Werte nahe Eins annimmt. Diese Tatsache 

zeugt davon, dass die Reaktion gegenüber der Verdampfung des flüssigen Brennstoffs sehr 

schnell abläuft. Diese Erkenntnis bedeutet für die Modellierung, dass die Wärmefreisetzung  

in diesem Fall mit einem einfachen Flammenhautmodell, basierend auf der Annahme „ge-

mischt = verbrannt“, wiedergegeben werden kann. Viel wichtiger erscheint in diesem Fall die 

realitätsnahe Modellierung des Verdampfungsprozesses, da dieser den Gesamtprozess steuert. 

Bei der Methanverbrennung hingegen ist in der Reaktionszone von der Breite eines halben 

Düsenradius ein Anstieg des Reaktionsfortschritts von 0,2 auf 1,0 zu erkennen. In diesem Fall 

kann man die Wärmefreisetzung nicht durch ein einfaches Flammenhautmodell berechnen. Es 

existiert ein Zeitverzug zwischen Makro- und Mikromischung, der durch die Modellierung 

der Wechselwirkung zwischen Wärmefreisetzung und Turbulenz, erfasst werden sollte.  

Der dritte Schwerpunkt der Arbeit umfasst die Erforschung der geometrisch in kleinerem 

Maß skalierten Brennerkonfiguration und ihren Vergleich zum Prototyp. Es wurde eine Ska-

lierung mit Erhaltung des Druckverlusts am Brenneraustritt realisiert, wobei der Skalierungs-

faktor 0,5 bezüglich der Längendimensionen beträgt. Der Modellbrenner wird ebenfalls mit 

Kerosin befeuert.  

Da bei der skalierten Konfiguration kein Umwandlungsphänomen der Flamme festgestellt 

werden kann, wurde nur ein Referenzbetriebspunkt definiert, der mit dem stabilen Betriebs-

punkts des Prototypenbrenners übereinstimmt. Durch die unveränderte Austrittsgeschwindig-

keit verringert sich die charakteristische Re-Zahl am Düsenaustritt von 50000 auf 25000. Un-

geachtet dessen ist eine vollkommene geometrische Skalierung praktisch kaum zu realisieren, 

da die Störfaktoren vielfältig sind und die resultierenden Effekte nicht gänzlich kompensiert 

werden können. Es kommt zu geringfügiger Abweichung in der Drallzahl, das Strömungsfeld 

ist jedoch weitestgehend ähnlich. Im reagierenden Strömungsfeld der Modellhardware zeigt 

sich, dass die IRZ ebenfalls stromabwärts schließt. Dabei skaliert ihre Länge entsprechend 

dem Skalierungsfaktor, so dass sie im dimensionslosen Vergleich gleich groß ausfällt.  

Die Realisierung geometrisch ähnlicher Hardwarekonfigurationen bedingt ein geändertes Zer-

stäubungsverhalten des flüssigen Kerosins. In Bezug auf die Sekundärzerstäubung liefern die 

PDA-Ergebnisse einen SMD-Wert für die Tropfen, der doppelt so hoch ist als für die Tropfen 

der Prototypenkonfiguration. Die We-Zahl, als Maß für die Aufrechterhaltung der Sekundär-

zerstäubung von Kerosin, halbiert sich aufgrund des halbierten Durchmessers. In diesem Fall 
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führt dieser Effekt zu einer Verschiebung des Betriebspunkts im Hsiang-und-Faeth-Diagramm 

(s. Bild 4-57) vom Bereich ausgeprägter Sekundärzerstäubung zum Übergangsbereich, was 

die gröbere Zerstäubung bei der Modellkonfiguration impliziert. Die größeren Kerosintropfen 

und der kleinere Radius der Brennkammer begünstigen, dass mehr Brennstoff in die äußere 

Rezirkulationszone gelangt. Dadurch läuft die Verbrennung dort fetter ab, wie der Vergleich 

der Temperaturfelder zeigt.  

Die Frequenz der oszillierenden Bewegung (PVC) am Düsenaustritt des Modellbrenners ver-

doppelt sich aufgrund der Halbierung des Längenmaßes und kann basierend auf den Messer-

gebnissen mit dem dynamischen Verhalten der Luftströmung am Düsenaustritt im Bereich des 

Festkörperwirbels in Verbindung gebracht werden. Gleichwohl kann gezeigt werden, dass die 

charakteristische Sr-Zahl der Konfiguration von den thermischen Eintrittsbedingungen ab-

hängt und ein konstanter Ähnlichkeitsparameter im Zug der geometrischen Skalierung dar-

stellt. 

Die Ähnlichkeit der Strömungsfelder der verglichenen Betriebspunkte und die nicht existie-

rende semi-stabile Flamme bei der Modellkonfiguration implizieren auch in diesem Fall den 

Vergleich ihrer Flammenstabilitätscharakteristik mit der Umwandlungscharakteristik des Pro-

totyps. Die Position der Flammenstabilisierung sowie die Ausbrandzone können im skalierten 

Fall nicht durch Konzentrationsmessungen belegt werden, weil es durch die verkleinerten 

Abmessungen der Brennkammer zu einer wesentlichen Störung der Flamme durch die Mess-

sonde kommt. Aufgrund der gemessenen Temperaturfelder werden in den beiden Fällen ähn-

liche Reaktionsfelder suggeriert. Desweiteren ist den Gradienten im Temperaturfeld der Mo-

dellhardware zu entnehmen, dass die axiale Position der Hauptreaktionszone dem Skalie-

rungsfaktor unterliegt, sie befindet sich jedoch etwas weiter stromabwärts im Feld. Diese Tat-

sache korrespondiert mit der verringerten turbulenten Flammengeschwindigkeit    in diesem 

Fall, die mit dem Quadratwurzel des integralen Längenmaß, bzw. des Brennerdurchmessers 

skaliert, d.h.          
    

 
  

    

 
. Die für die Flammenstabilisierung notwendige Ge-

schwindigkeitsgleichheit stellt sich bei ähnlichen Strömungsfeldern weiter stromabwärts bei 

verringerten lokalen Strömungsgeschwindigkeiten ein. Eine weitere Abmagerung bedingt die 

Senkung der laminaren Flammengeschwindigkeit, somit tritt das LBO bei brennstoffreicheren 

Bedingungen ein. 

Die Verringerung des Austrittdurchmessers bei der Ähnlichkeitsbetrachtung durch Erhaltung 

der Strömungsgeschwindigkeit impliziert die Reduzierung der Verweilzeit in der Brennkam-

mer des Modells gemäß      
  

  
. Die Gegenüberstellung beider Zeitmaße      und        

zeigt, dass das Stabilitätsverhalten durch die Reduzierung von      nicht beeinträchtigt wird. 

Die Auftragung der Stabilitätskurve nach dem Peclet-Kriterium, basierend auf der laminaren 

Flammengeschwindigkeit, der Düsenaustrittsgeschwindigkeit an der Stabilitätsgrenze, sowie 

dem Düsenaustrittsdurchmesser und der Temperaturleitzahl des Frischgemisches liefert die 

Korrelation                      
    für diese Klasse geometrisch ähnlicher Brenner. 

Somit wird gezeigt, dass geometrisch skalierte, mit flüssigem Kerosin befeuerte, nicht-

vorgemischte, eingeschlossene und durch Drall stabilisierte Flammen dimensionslos hinsicht-

lich der Flammenstabilitätscharakteristik beschrieben werden können. In diese dimensionslose 

Charakteristik werden zusätzlich die Ergebnisse der Stabilitätsmessung der Methanflamme 

eingeordnet, wodurch die Aussagekraft des Kriteriums bestätigt wird. Das geänderte Reakti-

onsfeld in diesem Fall bedingt eine geringfügige Abweichung vom Ähnlichkeitsverhalten, 
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wodurch die Rolle der ähnlichen Reaktionsfelder für die dimensionslose Stabilitätscharakte-

ristik, insbesondere im Fall der komplexen eingeschlossenen Drallflammen, verdeutlicht wird. 

Die Rolle des geänderten Zerstäubungsverhaltens auf die Flammenstabilität sollte weiter er-

forscht werden. Ob die feinere Kerosinzerstäubung im Fall der Modellkonfiguration das Ein-

setzen der semi-stabilen Flamme bedingt, könnte das Thema einer weiteren Untersuchung 

werden. 

Von praktischem Interesse sind Kenntnisse über die Stabilisierungsmechanismen bei erhöh-

tem Verbrennungsdruck. Ergebnisse durch eine Reihe von Stabilitätsmessungen anhand der 

vorhandenen Modellhardware könnten mit den hier gewonnenen Ergebnissen in Verbindung 

gebracht werden. Insbesondere Felduntersuchungen bei Betriebsbedingungen, ähnlich zu den 

hier beschriebenen, durchgeführt durch berührungslose laseroptische Messtechnik, würden 

wertvolle Erkenntnisse über das Strömungsfeld und das Zerstäubungsverhalten und somit 

über den Stabilisierungsmechanismus liefern. 
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