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Abstract

In recent decades, swirl-stabilized flames have been widely employed in gas
turbine combustion systems due to their superior aerodynamic stabilization
compared to bluff-body and simple jet flames. However, expanding the sta-
ble operating range of such systems requires exploring alternative burner de-
signs. This study investigates an array of non-swirling jet flames, referred to
as a matrix burner, as a potential alternative configuration.

Flame dynamics and flow field behavior are examined using a combination of
computational fluid dynamics (CFD) simulations and experimental methods.
In this configuration, the interaction between adjacent flames is crucial for un-
derstanding the underlying mechanisms of flame stabilization. The research
focuses on identifying lean blowout limits and assessing the impact of key
thermodynamic and geometric parameters. Several nozzle geometries, dif-
fering in selected design aspects, are evaluated. A validated CFD framework
is developed to accurately predict blowout behavior under various operat-
ing conditions. Additionally, analytical correlations are formulated to relate
blowout limits to influencing parameters.

The results enhance the understanding of flame stability mechanisms in multi-
jet configurations and offer practical insights for optimizing and designing
modern gas turbine combustion system designs.






Kurzfassung

In den vergangenen Jahrzehnten wurden drallstabilisierte Flammen aufgrund
ihrer aerodynamischen Stabilisierungseigenschaften im Vergleich zu staukoér-
perstabilisierten Flammen oder einfacher Strahlflammen haufig in Gasturbi-
nenbrennkammern eingesetzt. Die Erweiterung des stabilen Betriebsbereichs
solcher Systeme erfordert jedoch die Untersuchung alternativer Brennerkon-
zepte. Die vorliegende Studie untersucht eine Anordnung nicht-verdrallter
Strahlflammen, im Folgenden als Matrixbrenner bezeichnet, als potenzielle
alternative Konfiguration.

Die Flammendynamik sowie das Stromungsverhalten dieses Matrixbrenners
werden mittels einer Kombination aus numerischen Strémungssimulationen
(CFD) und experimentellen Methoden analysiert. In dieser Konfiguration ist
die Wechselwirkung zwischen benachbarten Flammen von zentraler Bedeu-
tung fir das Verstandnis der zugrunde liegenden Stabilisationsmechanismen.
Der Forschungsschwerpunkt liegt dabei auf der Bestimmung der mageren Ab-
blasegrenze sowie der Analyse des Einflusses zentraler thermodynamischer
und geometrischer Parameter. Dazu werden verschiedene Diisenkonfigura-
tionen untersucht, die sich in charakteristischen geometrischen Parametern
unterscheiden. Zur préazisen Vorhersage des Abblasverhaltens unter variie-
renden Betriebsbedingungen wird ein CFD-Setup entwickelt und validiert.
Zuletzt werden analytische Korrelationen abgeleitet, die die Abblasgrenzen
mit fundamentalen Einflussgréfien verkniipfen.

Die Ergebnisse tragen zum vertieften Versténdnis der Stabilitatsmechanismen
in Mehrstrahlbrennern bei und liefern fundierte Erkenntnisse fiir die Optimie-
rung und Auslegung moderner Gasturbinenbrennkammern.
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1 Einleitung

1.1 Motivation

Die Verbrennung fossiler Brennstoffe ist eine Schliisseltechnologie in der En-
ergietechnik der Menschheit. Dabei stellen jedoch die ausgestoflenen Gase
ein Problem dar, die fiir eine Verstarkung des Treibhauseffektes auf der Erde
und damit fiir einen ungewollten Klimawandel sorgen. Um den Ausstof3 die-
ser Klimagase zu reduzieren, werden immer mehr erneuerbare Energiequellen
ausgebaut. Dies ist in der energetischen Entwicklung ausgewéhlter erneuer-
barer Energiequellen in Deutschland nach Abb. 1.1 zu erkennen. Besonderer
Bedeutung wird der Windkraft und der Solarenergie beigemessen. Ein grofler
Nachteil dieser Technologien ist jedoch, dass die Energieerzeugung intermit-
tierend erfolgt und selten mit dem benétigten Energiebedarf iibereinstimmt.
Aktuell wird das Problem weitestgehend mithilfe auf Gasturbinen basieren-
der Kraftwerke gelost, die aufgrund ihrer schnellen Anlaufzeit ein solches
Energiedefizit tiberbriicken konnen und damit die zuverlassige Verfiigbarkeit

® Biomasse
Wind
Solar

Energieproduktion [TWh]

Abbildung 1.1: Jahrliche Energieproduktion ausgewdéhlter erneuerbarer Energiequellen in
Deutschland [ISE21]
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von elektrischer Energie in der Gesellschaft sicherstellen. Aus diesem Grund
wird die Gasturbinentechnologie auch von der EU-Kommission als essenzi-
elle Briickentechnologie eingestuft [Bal] und wird mit der Verbrennung von
Wasserstoff auch in Zukunft von Interesse bleiben. Der Ausbau der erneu-
erbaren Energien fordert jedoch von modernen Gasturbinen eine flexiblere
Betriebsweise. Hierbei ist weitere Forschung erforderlich, um sicherzustellen,
dass dabei das gleiche Niveau an Effizienz, Zuverlassigkeit und Lebensdauer
der Gasturbinen erhalten bleibt.

In den letzten Jahrzehnten wurde die drall-
stabilisierte Flamme bei der Verbrennung
in Gasturbinen aufgrund ihrer aerodynami-
schen Stabilisierung gegeniiber der staukor-
perstabilisierten Flamme und der einfachen
Strahlflamme bevorzugt. Kommerzielle Gas-
turbinen neigen jedoch aufgrund der Wech-
selwirkung zwischen den natiirlichen akus-
tischen Moden der Geometrie und der Ver-

brennung zu Druckschwankungen im ma-
geren Bereich, die zum Erléschen der Flam-

me und zur Zerstérung der nachgeschal-
Abbildung 1.2: Foto des hier unter-

teten Turbine fithren kénnen und somit .. e o0

den stabilen Betriebsbereich einschranken

[Lie05]. Um den stabilen Betriebsbereich zu erweitern, ist es daher notwen-
dig, den Einsatz anderer Brennerkonzepte zu untersuchen. Als Alternative
zur Drallflamme wird im EU-Forschungsprojekt TurboReflex [21] die Verwen-
dung einer Gruppierung von unverdrallten Strahlflammen in Betracht gezo-
gen. Diese konnen in einer Rohrringbrennkammer verwendet werden und
sind im Vergleich zu einer Ringbrennkammer einfacher auszulegen, da ledig-
lich ein einzelnes Segment untersucht werden muss. Zwar wird auch bei einer
Ringbrennkammer in der Regel nur ein einzelnes Brennersegment getestet,
jedoch gestaltet sich die Ubertragung dieser Testergebnisse auf das Verhal-
ten der gesamten Brennkammer als problematisch. Dies liegt darin begriin-
det, dass in einer Ringbrennkammer aerodynamische Wechselwirkungen zwi-
schen den Drallflammen der einzelnen Brennersegmente auftreten konnen.



1.2 Zielsetzung dieser Arbeit

Diese Wechselwirkungen kénnen zu unerwarteten Phdnomenen fithren, wie
etwa Schwingungen, die im schlimmsten Fall ein frithzeitiges Flammenabbla-
sen zur Folge haben konnen. Die Vorhersage solcher Phanomene stellt bis
heute eine erhebliche Herausforderung dar.

Fiir den hier untersuchten Matrixbrenner, wie er in Abb. 1.2 dargestellt ist,
ist die Interaktion benachbarter Flammen von grundlegender Bedeutung. Im
Vergleich zu den gut untersuchten Verbrennungssystemen einer einzelnen
Strahlflamme sind die Auswirkungen der Geometrie und der thermodyna-
mischen Parameter auf die Eigenschaften der Verbrennung im Matrixbren-
nersystem jedoch noch nicht im Detail untersucht worden. Insbesondere die
Kenntnis tiber die Einfliisse der verschiedenen Parameter auf die Stabiltéts-
grenzen ist fiir eine Auslegung und Skalierung eines solchen Matrixbrenners
zwingend erforderlich.

1.2 Zielsetzung dieser Arbeit

Das Ziel dieser Studie besteht darin, die Grundlagenforschung zum Flammen-
verhalten im Matrixbrenner voranzutreiben. Der Fokus liegt dabei auf der Un-
tersuchung der Flammenstabilitét, insbesondere in Bezug auf die magere Ab-
blasegrenze, die fiir die Auslegung eines solchen Brenners von fundamentaler
Bedeutung ist. Die magere Abblasegrenze resultiert aus dem Zusammenspiel
der thermodynamischen Eingangsparameter mit dem komplexen Stréomungs-
feld. Speziell der Einfluss geometrischer Parameter auf das Stromungsfeld und
dessen Auswirkungen auf die Flammenstabilitdt wurden in der Literatur noch
nicht umfassend erforscht. Um dieses Verstiandnis zu verbessern, wurden eine
Reihe von experimentellen und numerischen Untersuchungen durchgefiihrt.

Die Ziele dieser Arbeit lauten wie folgt:

> Untersuchung der Flammendynamik und des Stromungsfeldes mithilfe
numerischer CFD-Strémungsberechnungen und Experimenten.

> Ermittlung der Einfliisse grundlegender thermodynamischer und
geometrischer Parameter auf die Abblasegrenze. Dazu werden
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verschiedene Diisen untersucht, die sich in ausgewahlten
geometrischen Parametern unterscheiden.

> Entwicklung und Validierung eines numerischen CFD-Aufbaus, der
die Berechnung der mageren Abblasegrenzen ermoglicht.

> Entwicklung analytischer Korrelationen der Abblasegrenzen in
Abhangigkeit von grundlegenden Einflussgrofien.



2  Erhaltungsgleichungen der
Stromungsmechanik

2.1 Grundgleichungen der CFD

Fir die Modellierung einer stromenden Fluidphase werden die Bilanzglei-
chungen der Erhaltungsgroflen Masse, Impuls und Energie genutzt. In die-
sem Kapitel werden die zugrundeliegenden Gleichungen kurz eingefithrt und
in den folgenden Kapiteln eine numerische Modellierung dieser vorgestellt.
Auf Herleitungen und Ausfithrungen wird auf die in der Literatur reichlich
vorhandenen Werke verwiesen [Sch06, Poi05, Pop05].

2.1.1 Erhaltung der Gesamtmasse

Die Erhaltungsgleichung der Gesamtmasse eines kompressiblen Mediums
lasst sich mithilfe der Indexschreibweise in folgender Form darstellen:

dp | d(pu;)
- = 2.1

ot ox i 0 ( )
In dieser Gleichung beschreibt der erste Term die zeitliche Anderung der loka-
len Dichte aufgrund des durch den zweiten Term beschriebenen konvektiven
Flusses der Masse.
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2.1.2 Bilanz des Impulses

Drei weitere Erhaltungsgleichungen ergeben sich aus der Erhaltung des Im-
pulses fur jede Raumrichtung, die sich aus dem Gleichgewicht der auf ein
Volumenelement wirkenden Krifte ergibt. Dieser Gleichungssatz wird hiufig
als Navier-Stokes-Gleichungen bezeichnet und lautet wie folgt:

dpu;  d(pu;u;) dp o)

Im Term f j sind alle Volumenkrifte, wie beispielsweise die Gravitationskraft
beschrieben. Die viskosen Spannungskrifte sind durch den Tensor 7;;; be-
schrieben, der fiir ein newton’sches Medium durch folgende Gleichung ge-
geben ist:

2. du
Tiji1 ::u<zsij_§5ijﬁ> (2.3)

Hierbei stellt §;; den Einheitstensor dar und S;; den Deformationstensor, der
folgendermaflen definiert ist:

_ 1 5ul- au]
Sij—z(a—xj+a—xi (2.4)

Aufgrund der hohen Temperaturabhangigkeit der Dichte und der Viskositat
besitzt die Verbrennung einen direkten Einfluss auf die Impulsgleichung.



2.1 Grundgleichungen der CFD

2.1.3 Bilanzgleichung der Speziesmassen

Im Falle technischer Verbrennungen liegt ein Gemisch verschiedenster Kom-
ponenten vor, deren Konzentrationen sich mit fortschreitender Reaktion dn-
dern. Zur Beschreibung des Gemisches werden Bilanzierungsgleichungen ein-
zelner Spezies genutzt. Fiir eine Spezies k kann so der Massenanteil Y bilan-
ziert werden:

9pY i + o(puiY i) _ _Oji
ot axi axi

+ @ (2.5)

Der erste Term beschreibt die zeitliche Anderung und der zweite Term den
konvektiven Transport. Auf der rechten Seite der Gleichung beschreibt der
erste Term den diffusiven Transport in Form des Flusses j; und der letzte
Term den Reaktionsquellterm, fiir den ein reaktionskinetischer Ansatz ge-
nutzt wird. Der Fluss im Diffusionsterm kann unter Vernachlassigung der
Thermophorese nach dem Fick’schen Gesetz der Diffusion beschrieben wer-
den:

M9V
]l - SCk axi (26)

Dieser Ausdruck enthélt die dimensionslose Schmidtzahl Scy, die das Verhilt-
nis des diffusivem Impulstransports zum diffusivem Stofftransport beschreibt:

SCk = (27)

pDy

Da die Summe aller Speziesmassen eins ergibt, wird fiir ein System, das aus
N Spezies besteht, N — 1 Speziesgleichungen zur vollstindigen Beschreibung
benétigt.



2 Erhaltungsgleichungen der Strémungsmechanik

2.1.4 Erhaltung der Energie

Bei reagierenden Stromungen findet durch die Warmefreisetzung der Reak-
tion eine Erh6hung der Temperatur statt, die iiber den ersten Hauptsatz der
Thermodynamik beschrieben werden kann. Dieser beschreibt, dass die innere
Energie e nur durch verrichtete Arbeit und zu- und abgefithrte Warmestrome
verandert werden kann:

dpe , d(pwe) _ _9j} du;
ot t Tom T "ot T PO+ dx (2.8)

Der erste Term auf der linken Seite beschreibt die zeitliche Anderung der in-
neren Energie, wahrend der zweite Term den konvektiven Transport darstellt.
Auf der rechten Seite steht der diffusive und konduktive Transport, sowie ein
Term, der die durch Reibungskrafte verrichtete Arbeit beschreibt. Im letzten
Term (g sind mogliche Quell- bzw. Senkenterme zusammengefasst.

In stromenden Systemen wird anstatt der inneren Energie haufig die Enthalpie
bilanziert, welche durch folgenden Zusammenhang mit der inneren Energie
verkniipft ist:

p
h=e+ = 2.9
- (2.9)

Durch das Einsetzen von Gl. 2.9 in Gl. 2.8 kann folgende Transportgleichung
erhalten werden:

dph . d(pwh) _ Dp _djf
ot + 5xi ~ Dt axi +( Tijl— pal]) R (2-10)



2.1 Grundgleichungen der CFD

Hierbei beschreibt = die substantielle Ableitung und umfasst daher sowohl
lokale als auch konvektlve Beitrage. Die spezifische Enthalpie i kann fiir idea-
le Gase mithilfe der spezifischen Enthalpie der N Spezies berechnet werden:

Ni

h=Y hYy (2.11)
k=1

Die spezifische Enthalpie k. setzt sich aus der spezifischen Bildungsenthalpie
hg bei der Referenztemperatur T° und der fiithlbaren Wirme zusammen:

T
hi = hy + f ¢p(T)dT (2.12)
TO

In dieser Gleichung beschreibt ¢, i die spezifische Wirmekapazitit bei isoba-
rer Zustandsidnderung der Spezies k. Die Enthalpie Ay stellt im Laufe einer
Reaktion eine Erhaltungsgrofie dar und kann nur durch duflere Energiezu-
fuhr bzw. -abfuhr geéndert werden.

Der Wirmestrom j{ kann in einen konduktiven (jI*) und einen massendif-

fusiven Warmestrom (j; ’d) unterteilt werden:

. .q, .q,d
=i+t (2.13)

Der konduktive Warmestrom kann durch das Fourier’sche Gesetz der War-
meleitung mithilfe des Temperaturgradienten und der Warmeleitfahigkeit 4
beschrieben werden:

=2 (2.14)



2 Erhaltungsgleichungen der Strémungsmechanik

Die Berechnung des massendiffusiven Warmestroms erfolgt ebenfalls mithilfe
des Fick’schen Gesetzes (Gl. 2.6):

L
3= i (2.15)
k=1

Analog zur Diffusionsstromdichte ldsst sich auch hier eine dimensionslose
Kennzahl einfithren, die eine Analogie zwischen Wérme- und Impulstrans-
port beschreibt. Diese Kennzahl ist als Prandtl-Zahl bekannt:

Pr=— (2.16)

Durch Einsetzen dieser Gleichungen in Gl. 2.13 und Umformen kann folgende
dquivalente Form erhalten werden:

.q ﬁ

N,
oh kK ( Pr Y
=" laxg * (m - 1) L (217)

k=1

Die Lewis-Zahl Le, = 5% peschreibt die Analogie zwischen Warme- und
r

Stofftransport. Eine hdufige Annahme in der Verbrennungsmodellierung ist

Le = 1, wodurch der zweite Term in Gl. 2.17 entfallt.

10



3 Grundlagen der Modellierung
turbulenter Stromungen

3.1 Beschreibung der Turbulenz

In der Stromungsmechanik wird zwischen laminaren und turbulenten Stré-
mungen unterschieden. Wahrend erstere durch eine geordnete, parallele
Stromungsfithrung charakterisiert ist, die im Falle stationdrer Umgebungs-
bedingungen in jedem Punkt zeitunabhingig ist, beinhaltet die turbulente
Stromung chaotische Wirbel verschiedenster Gréflen. Diese fithren selbst
im Falle stationdrer Umgebungsbedingungen zu einer Zeitabhangigkeit der
Stromungsgroffen. Andererseits bewirken diese Wirbel im Vergleich zur
laminaren Strémung einen stark erhohten Impulstransport senkrecht zur
Stromungsrichtung, was zu einer deutlich verbesserten Durchmischung
fuhrt. Dieser Umstand kann je nach technischer Applikation sowohl er-
wiinscht als auch unerwiinscht sein. Bei Anwendungen, bei denen eine
erhohte Vermischung oder Warmeiibertragung vorteilhaft ist, kann die Tur-
bulenz die erforderliche Gréfle der Systeme erheblich verringern, jedoch
tihrt die Turbulenz auch zu erhohten Reibungsverlusten, was beispielsweise
bei Pumpenanwendungen zu einer héheren nétigen Pumpenleistung fithren
kann. Im Falle technischer Verbrennungen, insbesondere im Bereich der
Gasturbinen, ist die Bedeutung der erhohten Vermischung dominant und
daher die turbulente Stromungsfithrung die Norm.

Reynolds erkannte, dass das Verhéltnis der Massentragheitskraft zu den Rei-
bungskraften der Stromung mafigeblich fiir die Beschreibung des Stromungs-
zustandes ist [Rey95]. Dieses Verhaltnis wird durch die dimensionslose Rey-

noldszahl (Re-Zahl) beschrieben:

11



3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Stromungen

Re = uchar)'}Lchar (3.1)

Hierbei stellen .4, und L;j,,, €in charakteristisches Geschwindigkeits- und
Langenmafd der Stromung dar und v die kinematische Viskositat des Fluids.
Bei niedrigen Werten der Re-Zahl fithren die stromungsstabilisierenden Rei-
bungskrafte zu einer laminaren Stromung, wahrend bei ausreichend hohen
Werten der Re-Zahl die destablisierenden Massentrigheitskrifte tiberwiegen,
wodurch ein Umschlag zu einer turbulenten Strémung erfolgt. Die kritische
Re-Zahl, bei der dieser Umschlag erfolgt, ist abhingig von der Strémungs-
geometrie.

Im Falle turbulenter Strémungen ist eine deterministische Beschreibung mit-
hilfe lokaler Erhaltungsgleichung méglich, jedoch oft nicht sinnvoll, da bereits
kleinste Anderungen der Randbedingungen massive Auswirkungen auf die
aktuelle Verteilung der Feldgréflen der Stromung haben und in vielen Fillen
nur zeitlich gemittelte Grofien von Interesse sind. Eine niitzlichere Beschrei-
bung ist daher mithilfe der zugrundeliegenden Statistik moglich, die beispiels-
weise durch die Reynoldszerlegung [Hin75] gegeben ist und die die temporale
Funktion der Geschwindigkeit in einen Mittelwert @ und eine Schwankungs-
grofle u' unterteilt:

u(x,t) = a(x) + u'(x,t) (3.2)

Der Mittelwert # stellt das statistische Moment erster Ordnung dar und ist
eine Kennzahl fiir die mittlere Stromung. Diese kann mithilfe einer zeitli-
chen Mittelung einer temporalen Geschwindigkeitsmessung bestimmt wer-
den, wobei fir den exakten Wert die Messzeit T gegen unendlich gehen miiss-
te:

12



3.2 Turbulenztheorie nach Kolmogorov

T
T(x) = % / uCe,)d (33)
0

Die Schwankungsgrofie u’ kann zur Charakterisierung der Turbulenz genutzt
werden. Hierbei wird héufig das statistische Moment zweiter Ordnung, die
mittlere Abweichung (eng. Root-Mean-Square, RMS) genutzt, die vergleich-
bar zum Mittelwert iiber eine Integration des Quadrats der Schwankungsge-
schwindigkeit erhalten werden kann:

T
upms(X) = \/ w2(x) = \f % f w2(x,t)dt (3.4)
0

Mithilfe des RMS-Wertes der Geschwindigkeit ldsst sich auch eine Energie-
dichte der Turbulenz, die turbulente kinetische Energie TKE definieren. Mit-
hilfe der RMS-Werte der drei Geschwindigkeitskomponenten u, v und w lasst
sich diese nach folgender Gleichung berechnen:

1
TKE = 3 (Ukms + Vims + Whnrs) (3.5)

3.2 Turbulenztheorie nach Kolmogorov

Kolmogorov beschrieb bereits 1941, dass die Turbulenz durch eine Vielzahl
von Wirbeln unterschiedlicher Langenskalen beschrieben werden kann, in
denen Energie von grofien Wirbeln zu kleineren Wirbeln tibertragen wird
[Kol91, Kol41]. Diese Enegiekaskade beginnt bei der Groflenskala des inte-
gralen Langenmafles und vollzieht sich bis zum kleinsten Langenmaf3, dem
sogenannten Kolmogorov-Liangenmaf}, in dem die dissipativen Krafte iiber-
wiegen und die Energie in Warme dissipiert wird. Dazwischen befindet sich

13



3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Stromungen

eine Spanne verschiedenster Grof3enskalen, die in Abhéngigkeit der Re-Zahl
mehrere Grélenordnungen umfassen kann. In diesem Bereich, dem Inerti-
albereich, sind die dissipativen Krifte gegeniiber den inertialen Kriften ver-
nachléssigbar, und erméglichen so einen Energietransfer von grofien Wirbeln
auf die kleineren. Mithilfe einer Dimensionsanalyse leitete Kolmogorov ein
sogenanntes 5/3-Gesetz vor um die spezifische turbulente kinetische Ener-
gie E(x) im Inertialbereich als Funktion der Wellenzahl x zu beschreiben. Ei-
ne typische Verteilung der kinetischen Energie einer isotropen Turbulenz ist
in Abb. 3.1 dargestellt. Der Grofteil der Energie befindet sich hierbei in den
grof3skaligen Wirbeln (Produktionsbereich), wird im Inertialbereich tibertra-
gen und zuletzt im Bereich der Kolmogorovlidnge dissipiert.

berechnet
. . DNS
_ erechnet 1 modelliert LES
‘ modelliert .
RANS

log E(x)

Inertialbereich | Dissipationsbereich
1

Produktionsbereich

log x

Abbildung 3.1: Energiespektrum einer isotropen Turbulenz [Wil06]
Kolmogorov postulierte, dass fiir eine ausgebildete Turbulenz die kleinen Wir-
bel eine Isotropie aufweisen, da diese durch den groflenunabhéngigen Pro-
zess der Energiekaskade entstehen. Dies steht im groflen Gegensatz zu den
grof3skaligen Wirbeln, die durch die umgebende Geometrie beeinflusst wer-
den und damit eine hohe Anisotropie aufweisen kénnen. Kolmogorov schlug
vor die kleinskaligen Wirbel durch ihre Viskositét v und ihrer Dissipation € zu
beschreiben. Die Dissipation ist mithilfe des Deformationstensors S;; durch
folgende Formel definiert [Pop05]:
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3.3 Bestimmung des integralen Langenmafies der Turbulence

€=2VSijSij (36)

Mithilfe einer Dimensionsanalyse ldsst sich das Kolmogorov Langenmaf} de-
finieren:

L,= (‘V3/€)i (3.7)

Dieses Langenmaf stellt die untere Grenze der Turbulenzkaskade dar und da-
mit auch die kleinsten Wirbel der turbulenten Strémung, unterhalb dessen
die Dissipation der turbulenten kinetischen Energie in thermischer Energie

erfolgt.

Nach Anderson gilt fiir das Verhiltnis des Mafles der kleinen Kolmogorov
Wirbeln L, zu dem grofien integralen Léngenmaf L; folgender Zusammen-
hang [And04]:

L
L x Re~3/4 (3.8)
Ly

Da das integrale Langenmaf} von der Geometrie abhingt und in erster Na-
herung von der Stromung unabhingig ist, bedeutet dies, dass mit steigender
Turbulenz die kleinsten Skalen immer kleiner werden.

3.3 Bestimmung des integralen Laingenmafles

Wie in den vorherigen Kapiteln vorgestellt wurde ist die Berechnung der cha-
rakteristischen Langenskalen turbulenter Strukturen von entscheidender Be-
deutung fiir die Analyse verschiedener Stromungsphédnomene und den Ent-
wurf technischer Systeme.

15



3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Stromungen

Ein Ansatz zur Bestimmung der integralen Lingenskala ist die Analyse
der Autokorrelationsfunktion von Geschwindigkeitsschwankungen. Diese
Methode nutzt die statistischen Eigenschaften der turbulenten Fluktuatio-
nen, um Informationen iuber die rdumliche Ausdehnung der turbulenten
Strukturen zu gewinnen.

Die Autokorrelationsfunktion quantifiziert die Korrelation zwischen einem
Signal und einer zeitlich verschobenen Version dieses Signals. Im Zusammen-
hang mit turbulenten Stromungen sind die Geschwindigkeitsschwankungen
an einem bestimmten Punkt im Raum mit ihren Werten zu verschiedenen Zei-
ten korreliert. Mathematisch ist die Autokorrelationsfunktion R,,;,, definiert
als:

T

R, (7)) = Tlgn %f u' (Hu'(t + 7)dt (3.9)
o 0

Wird die Autokorrelationsfunktion normiert und integriert lasst sich ein in-
tegrales Makrozeitmaf} der Turbulenz 7; bestimmen:

T = 21 f R, (t)dt (3.10)
0

URmMS

Unter der Annahme, dass die mittlere Stromungsgeschwindigkeit @ bedeu-
tend hoher ist als die Fluktuationsgeschwindigkeit ugyss ist, kann angenom-
men werden, dass die Wirbel die Messstelle ,eingefroren® iiberstromen, wo-
mit in dieser Zeit keine Veranderung der Wirbeln erfolgt. Nach dieser Tay-
lor’schen Hypothese [Tay35] kann das integrale Zeitmaf3 mit einer Konvek-
tionsgeschwindigkeit u;, multipliziert werden um das integrale Langenmafd
L; zu erhalten:

Lt =T U (3.11)
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3.4 Turbulenzmodelierung

Fiir niedrige Turbulenzgeschwindigkeiten kann als Konvektionsgeschwindig-
keit die mittlere Stromungsgeschwindigkeit gewahlt werden. Um auch den
Einfluss verstarkter Turbulenz zu beriicksichtigen kann nach L’Vov folgende
Formel fiir die Konvektionsgeschwindigkeit genutzt werden [Lvo99]:

3.4 Turbulenzmodellierung mithilfe einer
Grobstruktursimulation

Die in Kapitel 2.1 eingefiihrten Transportgleichungen kénnen sowohl fiir die
Berechnung einer laminaren als auch einer turbulenten Strémung genutzt
werden.

Die Methode, die Erhaltungsgleichungen direkt zu 16sen, wird als direkte nu-
merische Simulation (DNS) bezeichnet und verzichtet auf eine Modellierung
der Turbulenz, da hier alle turbulenten Skalen aufgelost werden. Dies bietet
die hochste physikalische Genauigkeit in der Turbulenzdarstellung. Fir die
Berechnung wird die zu untersuchende Stromungsdomine in eine Vielzahl
an Zellen unterteilt. Eine Einschrankung dieser prézisen Methode stellt je-
doch die benétigte Rechenzeit dar. Diese ist mafigeblich von der Anzahl der
Zellen und der Grofle des Zeitschrittes der transienten Rechnung abhéngig.
Wie bereits in Kapitel 3.2 diskutiert wurde, sinkt mit steigender Reynoldszahl
die Grofe der kleinsten Mikrowirbel und damit die Anforderungen an die
raumliche Aufldsung des genutzten numerischen Gitters. Da weiterhin bei ei-
ner Verfeinerung des Gitters auch der Zeitschritt zur Einhaltung der Courant-
Friedrichs-Lewy-Stabilitdtsbedingung nédherungsweise linear verringert wer-
den muss, kann folgende Abhéngigkeit der benétigte Rechenleistung tcpys
von der Reynolds-Zahl bei einem 3D-Rechengitter hergeleitet werden [Fr606]:

17



3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Stromungen

tcpy « Re? (3.13)

Somit fithrt die starke Abhangigkeit der Reynolds-Zahl bei der Nutzung der
DNS fiir stark turbulente Stromungen zu einem sehr hohen rechnerischen
Aufwand, den auch moderne Hochleistungsrechensysteme kaum bewéltigen
konnen. Daher beschrénkt sich die Nutzung der DNS weitestgehend auf aka-
demische Falle und ist auch in absehbarer Zeit nicht fiir industrielle Anwen-
dungen geeignet.

Die Alternative zur DNS ist es die turbulenten Skalen nicht oder nur zum Teil
aufzulésen und ihre Effekte auf die Strémung durch statistische Methoden zu
berticksichtigen. Dies fithrt jedoch zu der Einfithrung weiterer unbekannter
Variablen, fiir die zusatzliche Modelle zur Schliefung benétigt werden. So eine
Alternative kann durch Mittelung der Transportgleichungen erhalten werden
und wird als Reynolds averaged Navier-Stokes (RANS) bezeichnet. Bei dieser
Turbulenzmodellierung werden alle Skalen der Turbulenzkaskade modelliert,
wodurch nur die mittlere Stromung aufgelost werden muss. Obwohl der Re-
chenaufwand im Vergleich zur DNS massiv reduziert wird, liefert die klassi-
sche RANS-Modellierung nur Informationen der zeitlich gemittelten Gré8en
und die transiente Beschreibung geht verloren. Die RANS-Modellierung wird
deshalb fiir die Berechnung stark instationdrer Stromungen nicht empfohlen.

Im Vergleich zu den DNS-Modellen, in denen keine Modellierung der Tur-
bulenz erfolgt und den RANS-Modellen, in denen alle Turbulenzskalen mo-
delliert werden, wurde in den 60er Jahren von Smagorinsky ein Mittelweg
vorgeschlagen: ein sogenannter Grobstrukturansatz (engl. Large Eddy Simu-
lation, LES) [Sma63], bei dem nur der kleinskalige Teil der Turbulenz model-
liert wird. Dadurch umgeht die LES das Problem der schwierigen Modellie-
rung der grofiskaligen Turbulenzwirbel, die mafigeblich durch die Geometrie
beeinflusst werden und daher haufig anisotrop und inhomogen sind. Im Ge-
gensatz dazu neigen die kleineren Turbulenzwirbel, die durch die in Kapi-
tel 3.3 beschriebene Turbulenzkaskade erzeugt werden, zur Homogenitét und
Isotropie, was deren Modellierung vereinfacht. Zudem beinhalten die kleinen
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3.5 Favre-Filterung der Transportgleichungen

Wirbel nur einen vergleichsweise geringen Anteil der gesamten kinetischen
Energie. Die LES-Modellierung berechnet somit die grof3skaligen Wirbel di-
rekt, wihrend der Einfluss der Wirbel unterhalb einer bestimmter Filtergrofie
mithilfe sogenannter Subgrid Scale Modelle (kurz SGS-Modelle) erfasst wird.
Mit dieser Vorgehensweise liefert die LES-Modellierung Informationen iiber
das zeitaufgeloste, dreidimensionale Stromungsfeld.

3.5 Favre-Filterung der Transportgleichungen

Grundlage der Grobstruktursimulation ist die sogenannte Favre Filterung. Da
in der Verbrennungsmodellierung grofle Dichtegradienten auftreten, die es
nicht mehr erlauben die Korrelation der Dichteschwankungen mit anderen
fluktuierenden Grofien zu vernachléssigen, hat sich die Nutzung dichtegemit-
telter Grofien etabliert. Favre schlug hierzu folgende Mittelung fiir ein Skalar
¢ vor [Favé65]:

(3.14)

©-
Il
°1[3 ]

Bei der Favre Filterung wird auf Basis einer Skalentrennung die Variable ¢
in einen aufgelosten Anteil (grid scale) ¢ und einen nicht aufgelosten Anteil
(subgrid-scale) ¢gqg aufgeteilt:

¢ =%+ dscs (3.15)

Durch Anwendung dieser Filteroperation ergeben sich folgende Transport-
gleichungen:
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Stromungen

Erhaltung der Masse

9 . pw)
ot 5xi

=0 (3.16)

Erhaltung des Impulses

0pti;  Opu;t; 8b _
pu TP 9P o [rul pEe + fi (3.17)

ot ox; 5xj
mit
n = = (3.18)
Erhaltung der Energie
oph , ) _ _Dp _8if  _ ou _ opGuh - )

In diesen Gleichungen beschreiben Uberstriche - Favre-gemittelte Groflen und
Tilden * Favre-gefilterte Grofien. Die Filterungsoperation erzeugt neue Un-
bekannte in der Impuls- und in der Energietransportgleichung in Form der
Mischterme i;u; (auch als Reynoldsspannung bezeichnet) und 1:171 Diese Kor-
relationsterme benétigen eine zusatzliche Modellierung.

3.6 Wirbelviskositatsmodelle

Grundlage der Wirbelviskositatsmodelle ist die Boussinesq-Annahme
[Mal77]. Hierbei wird eine Ahnlichkeit der Reynoldsspannungen und
der molekularen Schubspannungen angenommen. Analog zur laminaren
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3.6 Wirbelviskositaitsmodelle

Viskositét u; wird eine scheinbare turbulente Viskositét (haufig auch als Wir-
belviskositét bezeichnet) u; bzw. uggs eingefithrt, die nach dem Stoke’schen
Reibungssatz zur Berechnung der Reynoldsspannung genutzt werden kann.
Im Gegensatz zur laminaren Viskositét stellt die turbulente Viskositat keine
Stoffgrof8e dar, sondern ist eine Funktion der Stromungsbedingungen. So
ergibt sich fiir die Berechnung des Spannungtensors folgende Gleichung:

~ 1. .
T{ngs = —,utZSij + gaij‘['kk (320)

Der zweite Term auf der rechten Seite der Gleichung entspricht einem Pseudo-
Druck und wird oft mit dem Druck zusammengefasst. Das Problem des un-
bekannten Spannungstensors kann damit auf die Berechnung einer einzigen
Wirbelviskositét reduziert werden. Zu deren Berechnung wurden von ver-
schiedene Autoren Berechnungsvorschriften vorgeschlagen und weiterent-
wickelt.

3.6.1 Das klassische Smagorinsky Modell

Einer der ersten Versuche zur Berechnung der Wirbelviskositat wurde von
Smagorinsky unternommen. Diese Berechnungsmethode lésst sich iiber eine
Dimensionsanalyse herleiten:

M o< - Ly - uy (3.21)

Wird folgender Ansatz fiir das Geschwindigkeitsmaf} u; gewahlt

U =A||§|| mit ||S~||=\/S~”§U (322)

und das Langenmaf} L, dem Filtermaf} A gleichgesetzt, folgt fiir die Wirbel-
viskositat:
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Stromungen

Msgs = CgAZ ZSUSU (323)

Hierbei stellt Cs die Smagorinsky Konstante dar und kann beispielsweise mit-
hilfe der isotropen Turbulenz auf den Wert Cg = 0,18 abgeschitzt werden
[Lil67]. Diese Konstante ist von der Art der Stromung abhéngig, wodurch von
Autoren verschiedene Werte vorgeschlagen und genutzt werden. Das klas-
sische Smagorinsky-Modell ist aufgrund seiner Simplizitit auch noch heute
verbreitet, jedoch wird in diesem Modell in Anwesenheit eines Geschwindig-
keitsgradienten immer eine Wirbelviskositat grofier als Null berechnet. Dies
fuhrt insbesondere in wandnahen Regionen zu einer zu hohen Dissipation
[Poi05].

3.6.2 WALE Modell

Eine Weiterentwicklung von Ducors et al., die insbesondere das Problem der
erhohten Dissipation in Wandnihe zu 16sen versucht, ist das sogenannte
Wall-Adapting Local Eddy Viscosity (WALE) Modell [Duc98]. Im Vergleich
zum Smagorinsky-Modell wird nicht nur der Betrag des Spannungstensors
zur Berechnung der Wirbelviskositat verwendet, sondern auch der symmetri-
sche Teil des Spannungstensors Sj; zur Verringerung der Dissipation genutzt:
( S‘TJ S‘TJ )3/ 2
Sy + (55555

Hscs = PACy (3.24)

Der spurlose symmetrische Teil des Geschwindigkeitsgradiententensors S ;"j
kann iiber folgende Gleichung berechnet werden:

S P S
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3.6 Wirbelviskositaitsmodelle

o = ouj .. 1. . . .
mitg;; = a—ul Fiir die Konstante wird von Nicoud et al. ein Wert von Cy, = 0,5
x;

vorgeschlagen [Nic99].

3.6.3 LES Filter

Zur Nutzung der LES miissen die Groflen gefiltert werden. Dies kann ent-
weder im spektralen oder im physischen Raum geschehen. Fiir diese Arbeit
wird das Rechengitter fiir die Filterung genutzt. Nach Daerdorf errechnet
sich die Filterweite A mithilfe des Zellvolumens V' ., nach folgender For-
mel [Dea73]:

1
3

A=V zelte) (3.26)

3.6.4 Modellierung der Einlassturbulenz mithilfe eines
Turbulenzgenerator

Neben der Wahl der geeigneten numerischen Modelle ist auch die Wahl
passender Randbedingungen von grofier Bedeutung fiir die korrekte Berech-
nung der Stromungsfelder. Im Falle einer LES stellt der Stromungseinlass
eine besondere Herausforderung dar, fiir den eine zeitaufgeloste Vorgabe des
turbulenten Geschwindigkeitsprofils nétig ist. Um dies zu umgehen, wird in
der Numerik oft der Einlass weit vor den zu untersuchenden Bereich gelegt,
sodass sich die Turbulenz selbstindig einstellen kann. Diese Erweiterung
der numerischen Domine ist jedoch nicht immer moglich, insbesondere
wenn die Brennergeometrie sehr komplex oder die Diise nur sehr kurz ist.
Um die Turbulenz weiterhin gentigend aufzul6sen, wird eine ausreichende
Zellauflosung in der Doméanenerweiterung benétigt, was oft zu einem stark
erhohten numerischen Rechenaufwand fiithrt. Eine elegantere Methode ist
die Nutzung periodischer Randbedingungen, indem beispielsweise das turbu-
lente Geschwindigkeitsprofil stromab entnommen wird und als Einlassprofil
genutzt wird. Diese Methode ist jedoch nur fiir sehr einfache Geometrien,
wie Rohrstromungen, anwendbar und nimmt weiterhin eine unendliche
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Stromungen

Verlangerung dieser Geometrie an, was zu einer vollstindig ausgebildeten
Stromung fithrt. Wahrend diese Methoden zu physikalisch realen Turbulenz-
strukturen fithrt, beeintréachtigt die Einschrinkungen beziiglich Geometrie
und Rechenaufwand die Anwendbarkeit fiir reale Systeme.

Die Alternative ist die Verwendung sogenannter Turbulenzgeneratoren. Die-
se erfordern die Vorgabe relevanter Turbulenzparameter und berechnen dar-
aus synthetisch generierte turbulente Geschwindigkeitsfelder. Die einfachste
Art, turbulente Stromungsdaten zu erzeugen, besteht darin, ein mittleres Ge-
schwindigkeitsprofil mit einer einfachen Zufallsschwankung zu tiberlagern.
Bei reinen Zufallsdaten fihrt dies jedoch dazu, dass die Energie des Signals
gleichmafig iiber den gesamten Wellenzahlbereich verteilt wird, was im star-
ken Kontrast zur Verteilung realer turbulenter Stromungen steht. Das Resultat
ist eine verstérkte Dissipation im kleinen Wellenzahlbereich, was zu einer La-
minarisierung der Stromung im Vergleich zu einer realen Turbulenz fithrt. Um
dieses Problem zu l6sen, wurde von Klein et al. [Kle03] ein Verfahren entwi-
ckelt, das eine physikalisch realistische Turbulenzverteilung erzeugt, welches
auch fiir diese Arbeit angewendet wurde. Diese Methode basiert auf der Filte-
rung einer Serie an unkorrelierten, zufalligen Daten, um korrelierte turbulen-
te Felder der gewiinschten Eigenschaften zu erhalten. Grundlage ist ein zu-
falliger Datensatz rgnp, der einen Mittelwert von Null und einer Standardab-
weichung von Eins aufweist. Mithilfe einer Faltung zwischen dem zufélligen
Datensatz rgnp und eines Satzes an Filterkoeffizienten b kann die gewiinschte
ortliche und zeitliche Verteilung der Geschwindigkeit u erhalten werden:

N

Uy = Z bnrRND,m+n (3.27)
n=—N

Wird eine Zwei-Punkt-Korrelation beziiglich der Geschwindigkeit durchge-
fihrt, kann die Autokorrelation R,,;, erhalten werden:

N
Ttk _ Zj=-Nibibk

N
UmnUm Zj——N bjz-

Ry (k) = (3.28)
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3.6 Wirbelviskositaitsmodelle

Zur Bestimmung der Filter-Koeffizienten wird die Form der Autokorrelation
mithilfe einer analytischen Formfunktion vorgegeben:

2
R, (x)=exp (—%) (3.29)
¢

In dieser Funktion beschreibt x den Abstand der zwei betrachteten Punkte
und L; das integrale Laingenmaf}. Wenn diese beiden Grofien mithilfe der Zell-
grofie Ax ausgedriickt werden, d.h. x = kAx und L; = nAx kann folgender
Ausdruck erhalten werden:

2
R, (k) =exp (_Z_rl;) (3.30)

Die Filterkoeffizienten kénnen im Anschluss durch die Nutzung einer multi-
dimensionalen Newton-Methode bestimmt werden [Kle03]:

. N S k>
bk=bk/(j; bi)z mit bk=exp<—m) (3.31)

Diese Methode der Generierung der Einlassturbulenz wurde in OpenFOAM
implementiert [Gal20] und wurde fir diese Arbeit genutzt. Fiir genauere De-
tails beziiglich der Herleitung und der Implementierung dieser Randbedin-
gung sei auf die Arbeit von Klein et al. verwiesen [Kle03].
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4  Grundlagen der
Verbrennungsmodellierung

Die technische Nutzung der Verbrennung ist wohl einer der bedeutendsten
Fortschritte in der Geschichte der Menschheit. Unter der Verbrennung ver-
steht man eine exotherme chemische Reaktion zwischen einem Brennstoff
und einem Oxidator. In der heutigen Energieindustrie hat die Verbrennung
von Kohlenwasserstoffen eine besondere Bedeutung. Die Umwandlung der
Edukte in die oxidierten Produkte ldsst sich durch Globalreaktionen oder ei-
nen Satz an Elementarreaktionen beschreiben. Die vollstindige stéchiometri-
sche Verbrennung des einfachsten Kohlenwasserstoffs Methan mit Luft 14sst
sich hierbei durch folgende globale Verbrennungsgleichung beschreiben:

79 79

In technischen Verbrennungen werden oft keine stéchiometrischen Gemi-
sche verwendet, sondern das Luft-Brennstoff-Verhéltnis wird an die ange-
strebten Ziele angepasst. Falls weniger Sauerstoff zugefiihrt wird, als fir die
vollstindige Verbrennung notwendig ist, spricht man von einer fetten Ver-
brennung, wihrend man bei einem Sauerstoffiiberschuss von einer mage-
ren Verbrennung spricht. Das Gemischverhaltnis kann dabei durch die Luft-
zahl A beschrieben werden, die das Verhaltnis des tatsdchlichen vorliegenden
Luftstroms (V ;) zum stéchiometrisch notwendigen Luftstrom (V L,stoch) be-
schreibt:
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

14
1=—*L (4.2)
14 L,stoch
In der englischen Literatur wird anstatt der Luftzahl A haufig die Brennstoff-
zahl ® verwendet, die dem Kehrwert der Luftzahl entspricht:

P = (4.3)

1
i
Im Falle einer stochiometrischen Verbrennung liegt eine Luftzahl von 1 = 1
vor, wahrend fiir eine fette Verbrennung 4 < 1 und fir eine magere Ver-
brennung 4 > 1 gilt. Die Flammentemperatur ist dabei eng verkniipft mit
der Luftzahl. Je weiter die Luftzahl vom stéchiometrischen Wert 1 = 1 ab-
weicht, desto mehr thermischer Ballast in Form nicht umsetzbarer Edukte
wird mitgetragen. Dies senkt die Flammentemperatur und somit die Reak-
tionsgeschwindigkeit. Bei Uberschreitung kritischer Mischungsverhiltnisse,
der sogenannten Ziindgrenzen, wird die Reaktion so stark verlangsamt, dass
keine stabile Flamme mehr entstehen kann.

4.1 Allgemeine Flammentheorie und
Flammengeschwindigkeit

Neben der Luftzahl stellt die laminare Flammengeschwindigkeit S; eine
weitere Kenngrofie der technischen Verbrennung dar. Dabei beschreibt die
Flammengeschwindigkeit S; die Ausbreitungsgeschwindigkeit einer ebe-
nen Flammenfront in ein ruhendes und brennbares Gemisch [Giin74]. Die
laminare Flammengeschwindigkeit ist eine Funktion des Brennstoffes, der
Gemischzusammensetzung, der Frischgastemperatur und des Druckes. Eine
Flamme stabilisiert sich an Orten, an denen die Strémungsgeschwindig-
keit gleich grof3 und entgegengerichtet der Flammengeschwindigkeit ist,
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4.1 Allgemeine Flammentheorie und Flammengeschwindigkeit

wodurch die Flammengeschwindigkeit mafigeblich zur Beschreibung der
Flammenstabilisierung ist.

Eine vereinfachte Beschreibung der Abhéngigkeiten und die Berechnung der
Flammengeschwindigkeit ermdoglicht das Modell von Mallard und Le Chate-
lier [Mal83]. Dieses Modell betrachtet eine unendlich ausgedehnte, ebene und
laminare Flamme. Hierfiir ist in Abb. 4.1 exemplarisch das Temperaturpro-
fil einer stationiren Flammenfront skizziert. In dieser Darstellung stromt das
brennbare Gemisch von links nach rechts. Zur einfacheren Berechnung wird
eine Linearisierung des Temperaturprofils vorgenommen. Entspricht die Stré-
mungsgeschwindigkeit der Flammengeschwindigkeit, stellt sich eine statio-
nare Flammenzone ein, die durch einen Temperaturanstieg von der Eingangs-
temperatur T, zur Flammentemperatur T ; gekennzeichnet ist. Die Verbren-
nung wird dabei in zwei Zonen unterteilt: Zum einem in eine Vorwarmzone,
in der das Gasgemisch von der Umgebungstemperatur Ty auf eine in diesem
Modell anzunehmende Selbstziindungstemperatur T; vorgewarmt wird. Ab
dieser Temperatur finden die exothermen Verbrennungsreaktionen statt, wo-
mit in der nachfolgenden Zone im Wesentlichen die Warmeproduktion statt-

findet.

T A

AT,

AT, —

AT=AT,+ AT,
To

Ortskoordinate

Abbildung 4.1: Bilanzierung der Vorwirmzone zur Bestimmung der Flammen-
geschwindigkeit nach Mallard und Le Chatelier [Mal83]
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Diese Reaktionszone erstreckt sich in diesem Diagramm bis zum Erreichen der
Flammentemperatur T ;. Zur Berechnung der laminaren Flammengeschwin-
digkeit wird eine Enthalpiebilanz der Vorwéirmzone durchgefiihrt, wobei an-
genommen wird, dass der Temperaturanstieg dieser Zone nur durch Wérme-
leitung aus der Reaktionszone entgegen der Stromungsrichtung gegeben ist.

Als Enthalpiebilanz der Vorwéarmzone ergibt sich:

(T; — TO)A

A-u-p-cp(Ti—Ty) =4 5,

(4.4)

In dieser Gleichung beschreibt 8y, die Dicke der Vorwarmzone, A die Warme-
leitféhigkeit in der Flammenzone, c, die spezifische Wéarmekapazitit unter
isobaren Zustandsveranderungen und p die Dichte des Frischgasgemisches.
Wird weiterhin die Stationarititsbedingung u = S; angewendet kann fol-
gendermafien nach der Dicke der Vorwarmzone aufgelost werden:

11
Oy = — — 4.5
V= o6, 5, (4.5)

In diesem Modell wird ein linearer Temperaturgradient angenommen, wo-
durch die Dicke der Vorwarmzone 8y, die Dicke der Reaktionszone 8z und die
Gesamtdicke der Flamme & durch die Temperaturdifferenzen verkniipft sind:

Ty—T _T-T, _Tr—To
on 5, 5

(4.6)

Durch Einsetzen von Gl. 4.6 in Gl. 4.4 kann folgender Ausdruck fiir die Flam-
mengeschwindigkeit erhalten werden:

1 Tp-Tp) A ATy, a ATy
Sy = = == (4.7)
p-c-6(Ti—Ty) p-c,-6 ATy & AT
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4.1 Allgemeine Flammentheorie und Flammengeschwindigkeit

Somit besteht auch fiir die gesamte Flammendicke folgende Abhangigkeit:

a
Sy (4.8)

Ein Ausdruck fiir die Flammendicke § kann nun durch eine Enthalpiebilanz
um die gesamte Flammenzone bestimmt werden:

mc, AT = —h, & A dp, (4.9)

Hierbei beschreibt m den Massenstrom an Frischgas, h,, den unteren Heiz-
wert und dg, die mittlere volumetrische Brennstoffumsatzrate. Mithilfe einer
Massenerhaltungsbetrachtung (Gl 4.10) lasst sich der Heizwert nach Gl. 4.11
definieren [Joo06]. Der Massenstrom kann nach Gl. 4.12 mithilfe der Stré-
mungsgeschwindigkeit ausgedriickt werden.

1kgBr +ekgLuft — (e + 1) kg Produkte (4.10)
hy = (1+¢€)c, AT (4.11)
m=V-p=u-A-p=S,-A-p (4.12)

Das Einsetzen von Gl. 4.9, Gl. 4.11 und Gl 4.12 in Gl. 4.7 ergibt:
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

A g, AT
Sp=.[— (e+1)Br—— (4.13)
p-cp p ATy
Fiir den Quotienten der Temperaturen kann fiir viele Verbrennungen nahe-
AT . .
rungsweise —— = 2 angenommen werden [Tur00]. Da nun ein Ausdruck fiir
Vv

S, bekannt ist, kann dieser wieder in Gl. 4.7 eingesetzt werden und es ergibt
sich fiir die Flammendicke folgender Ausdruck:

/ 221
= _Cp(e-l-—l)aT)Br (4.14)

Weiterhin ist in einer stationdren Flamme der Massenstrom an Brennstoff mit
der Flammengeschwindigkeit und der Reaktionsrate verkniipft. Diese kann
mithilfe einer Integration der Transportgleichung des Brennstoffanteils her-
geleitet werden. Hierbei kann folgender Sachverhalt zwischen der Flammen-
geschwindigkeit und der Reaktionsrate hergeleitet werden:

PoSLY pr = f dprdx = dp, - 8 (4.15)

So gilt in einer stationiren Flamme, in dem der eintretenden Brennstoffmas-
senstrom (linke Seite der Gleichung) durch die Flammenfront tritt (mittlere
Gleichung) und innerhalb des Flammenvolumens (V riamme = 9 * Ariamme)
vollstandig umgesetzt wird (rechte Seite der Gleichung), folgender Zusam-
menhang:

Mgy = ArlammePoUtoY Br = @By 5AFlamme (4~16)
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4.1 Allgemeine Flammentheorie und Flammengeschwindigkeit

Aufgrund ihrer Bedeutung fiir die Verbrennungsmodellierung und fiir die
Auslegung eines Brenners ist die Bestimmung der Flammengeschwindigkeit
und die Abhéngigkeit von anderen Parameter bis heute Teil der Forschung.
In Abb. 4.2 sind gemessene Werte der laminaren Flammengeschwindig-
keit gegen die Brennstoffzahl abgebildet. Der Trend ist deutlich sichtbar:
Die Flammengeschwindigkeit erreicht fiir ein leicht fettes Gemisch ihr
Maximum und nimmt von dort aus in beide Richtungen stetig ab. Fiir die
meisten Kohlenwasserstoffe liegt die laminare Flammengeschwindigkeit
unter Standardbedingungen im Bereich von 0,2 bis 0,6 m/s. Gasturbi-
nenbrennkammer werden meist unter erhohten Druckbedingungen und
Temperaturen betrieben. Eine erhéhte Vorwarmtemperatur fithrt durch die
gesteigerte Reaktionsgeschwindigkeit zu einer Erhéhung der laminaren
Flammengeschwindigkeit. Andrews und Bradley, die experimentell Methan-
Luft-Flammen untersuchten, konnten folgende quadratische Abhéngigkeit
von der Vorwarmtemperatur feststellen [And72]:

— —4 2
Silem/s] =10+ 3,71-10~* - (T [K]) (4.17)
04 % ... Vagelopoulos &
o & Egolfopoul
J U + Vageldpoulos ct al.
' ¢
0% 2 "  Bosschart & de Goey
P .
03 /"' o = Guetal.
44 o* = Hassan et al.
. A
E ‘// : . Aung et al.
€ 02 1 e * A Stoneetal.
A ? 4 ° e -@-Present work
4 o6 Akram et al.
0.1 ® ¢ ® Hermanns et al.
* = Dirremberg et al.
+ Tahtouh et al.
0
0.5 0.7 0.9 11 1.3 1.5

o]

Abbildung 4.2: Vergleich der gemessenen Flammengeschwindigkeit verschiedener Autoren fiir
Methan-Luft Gemische bei 0,1 MPa und 300 K [Rey18]
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Der Einfluss des Druckes ist komplexer und steht im engen Zusammenhang
mit dem zugrunde liegenden Reaktionsnetzwerk des Brennstoffes. Bei der
Verbrennung von Methan kann eine Verringerung der laminaren Flammen-
geschwindigkeit mit steigendem Druck beobachtet werden. Fiir Driicke gro-
Ber als 5 atm konnten Andrews und Bradley folgendene Abhéngigkeit fiir
Methan-Luft-Flammen beobachten [And72]:

Silem/s] = 43 - (p [atm])~%> (4.18)

4.2 Chemische Langen- und Zeitskala

In der Verbrennungsmodellierung wird zur Kategorisierung der Flammen
haufig ein Vergleich verschiedener Lingen- und Zeitskalen herangezogen.
Auch fiir eine vorgemischte laminare Flamme lassen sich solche Skalen
mithilfe einer Dimensionsanalyse fundamentaler Flammengréfen herlei-
ten. Als charakteristisches Lingenmafl wird hdufig die Flammendicke &
herangezogen, fiir die wie bereits hergeleitet folgende Relation zur Flam-
mengeschwindigkeit besteht:

s Lo A
SL PCpSL

(4.19)
Mithilfe dieser charakteristischen Lange lasst sich ein chemisches Zeitmafd
Tc als Verhiltnis der Flammendicke und der Flammengeschwindigkeit de-
finieren:

o) a
Tex — =C3 — 4.20
C T WS% ( )
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4.2 Chemische Langen- und Zeitskala

Hierbei ist Cy, ein dimensionsloser Proportionalitdtsfaktor, der vom Brenn-
stoff abhéngt [Sch95]. Dieser kann durch die Berechnung des Zeitmafles der
Wirmefreisetzung bestimmt werden:

-1
aT(x)) (4.21)

wel) =160+ (5

Durch Einsatz folgender Umformung fiir die zeitliche Ableitung der Tempe-
ratur

or 0T dx 9T

E—a—xa—a—x'u (422)
kann folgender Ausdruck erhalten werden:
-1
Te(x) =T(x) - <a€§€x) . u) (4.23)

Zur Berechnung des chemischen Zeitmafles 7 werden nach dieser Methode
nur das Temperaturfeld und die lokale Stromungsgeschwindigkeit u beno-
tigt. Eine exemplarische Auswertung fiir eine magere Methan-Luft-Flamme
ist in Abb. 4.3 gegeben, in der das mit Gl. 4.23 berechnete chemische Zeit-
maf} ¢ gegen die lokale Temperatur aufgetragen ist. Es ist zu sehen, dass das
chemische Zeitmaf} fiir sehr niedrige und sehr hohe Temperaturen sehr steil
ansteigt und dazwischen ein ndherungsweise konstantes Plateau bildet. Das
hohe Zeitmaf} der niedrigen Temperaturen kann auf die langsame Bildung der
Radikale zuriickgefithrt werden, wiahrend das hohe Zeitmaf} der hohen Tem-
peraturen mithilfe der langsamen Umsetzung von CO auf CO, erklart werden
kann, die in diesen hohen Temperaturbereichen die Reaktion dominiert. Da
fir die Flammenausbreitung das kiirzeste Zeitmaf3 der Wéarmefreisetzung von
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Interesse ist, ist es sinnvoll als charakteristisches chemische Zeitmaf} das nied-
rigste vorliegende Zeitmafd als charakteristisches Zeitmafl zu wahlen. Diese
Analyse wurde von Schmid fiir mehrere thermodynamische Anfangszustan-
de und Brennstoffe durchgefiihrt und er schlug fiir Methan-Luft-Flammen
den konstanten Wert Cy, = 1,2 und fiir Wasserstoff-Luft-Flammen den Wert
Cy = 2,4 vor [Sch95].

10°

10'1 L

10'4 L L L 1 1
200 400 600 800 1000 1200 1400 1600 1800 2000

Temperatur [K]

Abbildung 4.3: Auswertung des chemischen Zeitmafles fiir eine atmosphérische Methan-Luft-
Flamme bei A = 1,5 und T = 373 K

4.3 Loschabstand

In der Regel sind die Wiande, die eine Flamme umgeben, deutlich kiihler als
diese, was zu einem Warmetransport fithrt. Ist der Abstand zur Wand zu ge-
ring, kann der Warmeverlust so grof3 sein, dass eine Flamme erlischt. Die-
ser Abstand wird als Loschabstand bezeichnet und ist beispielsweise fiir die
Funktion einer Flammensperre von grundlegender Bedeutung. Der Loschab-
stand dj, ist eine Funktion der Temperatur und kann durch die in Abb. 4.4
dargestellte Warmebilanz durch Gleichsetzen des durch die Reaktion erzeug-
ten Wirmestroms Qg und des durch die Wand geleiteten Wirmetransports
Q1. abgeschitzt werden:
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4.3 Loschabstand

- dr
—mg, hy, dg, 5L=/125LE (4.24)
——
Qr 0
WL
Der Temperaturgradient kann nach GI. 4.25 approximiert werden:
—-— =b:- —— 4.25
dr b d (4.25)

Der Parameter b ist ein Wert grofier zwei, der dazu dient, den héheren Tem-
peraturgradienten, bedingt durch das Temperaturplateau in der Mitte, zu be-
riicksichtigen. Nach Umformen und Einsetzen der Definition von h,, (GI. 4.11)
ergibt sich die Formel fiir den Léschabstand dy:

Abbildung 4.4: Bestimmung des Loschabstandes zwischen zwei Wanden
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

[ 22b
dr = |- _ 4.26
L c, (6 +1) @p, (4.26)

Ein Vergleich mit der Flammendicke & (Gl 4.14) ergibt:

d, =\b s (4.27)

Die bisherigen Betrachtungen beschrianken sich weitestgehend auf laminare
Stromungen. Technische Verbrennungen hingegen nutzen zumeist turbulen-
te Stromungsbedingungen, in denen die Verbrennungsreaktionen intensiviert
werden konnen. Die folgenden Kapitel geben einen Einstieg in die vielfaltige
Turbulenz-Chemie-Interaktion.

4.4 Flammen in turbulenten
Geschwindigkeitsfeldern

Wie alle chemische Reaktionen erfordert die Verbrennung zum einen eine
ausreichend hohe Temperatur und zum anderen die Mischung der benétig-
ten Reaktanten auf molekularer Ebene. Laminare Strémungen beruhen hier-
bei auf der vergleichsweise langsamen Stoffdiffusion. In der technischen Ver-
brennung wird der durch die Turbulenz intensivierte konvektive Warme- und
Stofftransport der Turbulenz zur Erhohung der Umsatzrate genutzt. Wie in
Kapitel 3.2 beschrieben wurde, bildet die Turbulenz im Prozess der Turbulenz-
kaskade Wirbel unterschiedlicher Grofienklassen aus. Je nach Verhéltnis der
charakteristischen Langenabmessungen der turbulenten Wirbel zur charakte-
ristischen Abmessung der Flamme, kommt es zu diversen mikroskopischen,
sowie makroskopischen Interaktionen der Turbulenz mit der Flamme, die zu
einer Vielzahl an Flammenstrukturen fithren kann.

Die Unterteilung in verschiedene Flammenregionen in Abhéngigkeit turbu-
lenter und flammenspezifischer Gréflen ist von vielen Autoren untersucht
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4.4 Flammen in turbulenten Geschwindigkeitsfeldern

worden, wodurch eine Vielzahl an Theorien entwickelt wurden. Ein Vorschlag
ist dabei die Einteilung anhand eines Vergleichs der Zeit- und Langenskalen
der chemischen Reaktion und der turbulenten Stromung durchzufithren. Fiir
die charakteristischen Grofien der chemischen Reaktion kénnen das in Kapi-
tel 4.2 beschriebenen charakteristische Zeitmaf} 7¢ und die Flammendicke &
als charakteristisches Lingenmaf} genutzt werden, die fiir diese Betrachtun-
gen als unabhangig von der Turbulenz betrachtet werden. Fiir die Turbulenz
sind zwei Lingenmafle von Interesse: das integrale Lingenmaf} der energie-
tragenden groflen Wirbel L; und das Kolmogorovléngenmaf} L,, welches die
kleinsten Wirbel charakterisiert. Mithilfe dieser Grofien lassen sich mehrere
dimensionslose Kennzahlen definieren, die eine Einteilung in unterschiedli-
che turbulente Flammenregionen erméglicht:

_n _ L
Da = e T (4.28)

T 5/8 52
e o5 _ 8 (4.29)
T Ly, Lj

Auf Basis der zuvor definierten Damkohler- und Karlovitz-Zahl hat Borghi
[Bor85, Bor88] eine Einteilung von vorgemischten turbulenten Flammen vor-
geschlagen, die von Peters [Pet99, Pet88] weiterentwickelt wurde. Diese Ein-

teilung ist in Abb. 4.5 abgebildet und unterscheidet folgende Flammenberei-
che:

Flamelet Bereich (Da > 1, Ka < 1)
In diesem Bereich sind selbst die kleinsten turbulente Lingenmafle gro-
f3er als die Flammendicke, wodurch die interne Flammenstruktur nicht
von der Turbulenz beeinflusst wird. Die Flammenoberflache wird durch
die Turbulenzwirbel gewellt, wodurch sich eine gefaltete Flamme er-
gibt, deren vergroferte Flammenoberfldche zu einer erh6hten Reakti-
vitét fithrt. Eine Skizze, die exemplarisch die instantane und gemittelte
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Flammenfront einer flachen Flamme darstellt, ist in Abb. 4.6 gegeben.
Durch Gleichsetzen des Massenstromes durch die beiden Fldchen lasst
sich zeigen, dass der Anstieg der turbulenten Flammengeschwindigkeit
durch das Verhiltnis der Flichen beschrieben werden kann:

10*
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Abbildung 4.5: Flammenregime Diagramm nach Borghi (entnommen aus [Zar19])
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Abbildung 4.6: Faltung einer Flammenfront durch Turbulenz
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St _ A
-—=—-— 4.30
S, A (4.30)
Wird weiter angenommen, dass die Erhéhung der Flammenoberfld-
che proportional zur Turbulenz ist, kann schlussendlich folgender
Ausdruck fiir die Flammengeschwindigkeit hergeleitet werden:

S, =S, +u (4.31)

Verdickte Flamme (Da > 1, Ka > 1)

In der verdickten Flamme konnen die kleinsten turbulente Langenma-
e in die Flammenfront eindringen und die Vermischung innerhalb der
Flammenfront erhéhen, sodass diese im Vergleich zu einer laminaren
Flamme eine erhohte Diffusivitit aufweist. Die héheren turbulenten
Langenmafle fithren weiterhin zu einer Faltung der Flamme. Die im
Kolmogorov-Bereich induzierten Wirbel konnen hohe Streckungsraten
aufweisen und sogar die kritische Flammenstreckungsrate iibersteigen,
was zu einem lokalen Erléschen der Flamme fithren kann [Poi05].

Homogene turbulente Flammenfront (Da < 1, Ka > 1)

Die Turbulenz ist so intensiv, dass die chemische Zeitskala viel groier
ist als das dissipative Zeitmaf} der grofiten Makrowirbel. Die Durch-
mischung ist daher so stark, dass die Reaktion nur noch durch die Re-
aktionskinetik limitiert ist. Dies fithrt zu einer niherungsweise homo-
genen Reaktionsstruktur. Die resultierende Flammengeschwindigkeit
kann durch die Erhéhung der effektiven Diffusivitét a.rr erklért und
mithilfe folgender Gleichungen korreliert werden [Dam40]:

Sp < y/@ (4.32)

St & yfUerr =+aj+a; =\a +u' - L, (4.33)
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Diese Gleichungen konnen zu folgender Abhéngigkeit verkniipft wer-
den:

S . L
S—t=1/1+—ua‘=\/71+Ret (4.34)
L

bzw. fir eine ausgebildete Turbulenz (Re; >> 1):

4.5 Flammenstabilitat

Der Ort der Stabilisierung einer stationdren Flamme ist wie bereits in Kapi-
tel 4.1 beschrieben einem Gleichgewicht zwischen der lokalen Strémungs-
geschwindigkeit und der Flammengeschwindigkeit zuzuschreiben. Wird je-
doch mithilfe eines Ansteigens der Luftzahl die Flammentemperatur und da-
mit die Flammengeschwindigkeit zu sehr abgesenkt, verschiebt sich der Flam-
menstabilisierungspunkt der Flamme, wodurch diese stromabwairts getragen
wird. Falls die Flamme nicht in einer abgehobenen Position stabilisiert werden
kann, kommt es zu einem Flammenerloschen in der Brennkammer, was als
mageres Abblasen (engl. Lean-Blow-Out, LBO) bezeichnet wird. Die Kennt-
nis unter welchen Betriebsbedingungen dieses Ereignis stattfindet ist grund-
legend fiir die Auslegung neuer Brenner, da ein unkontrolliertes Abblasen
der Flamme gravierende Schiaden an den Bauteilen verursachen kann. Da das
Stromungsfeld in der Regel nicht uniform ist und die Flammengeschwindig-
keit sowohl von der lokalen Turbulenz, als auch von Warmestromen durch
beispielsweise Riickstromzonen stark beeinflusst wird, sind Korrelation der
mageren Abblasegrenzen in Abhéingigkeit fundamentaler geometrischer und
thermodynamischer Parameter von besonderem Interesse.

Eine der ersten systematischen Untersuchungen der Flammenstabilitdt von
Vormischflammen wurde von Lewis und von Elbe durchgefiihrt, die den Zeit-
punkt des Abblasen fiir vorgemischte Strahlflammen, mit einem kritischen
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4.5 Flammenstabilitat

Geschwindigkeitsgradienten in Verbindung brachten [Lew43]. In ihrer Stu-
die beschrieben sie, dass an einer bestimmten Stelle, an der die Flammenge-
schwindigkeit und die Stromungsgeschwindigkeit des Gemisches identisch
sind, die Flamme stabilisiert. Bei einer Erhchung des Volumenstroms ver-
schiebt sich die Flamme stromabwirts des Brenners und bei Uberschreitung
eines kritischen Volumenstroms iibersteigt die Stromungsgeschwindigkeit die
Flammengeschwindigkeit an allen Orten und fithrt zum Abblasen der Flam-
me. Sie formulierten eine Beziehung, die einen entsprechenden kritischen
Geschwindigkeitsgradienten an der Grenze zum Abblasen mit der laminaren
Flammengeschwindigkeit verkniipft. 1948 erweiterten Putnam und Jensen das
Gradientenprinzip von Lewis und von Elbe auf zwei dimensionslose Peclet-
Zahlen und wendeten sie auf bereits vorhandene Flammenriickschlag-Daten
in der Literatur an und zeigten auch die Anwendung dieses Korrelationsan-
satzes fiir die magere Abblasegrenze [Put48].

Das Gradientenprinzip betrachtet eine vorgemischte laminare Flamme am En-
de eines Flammenrohres, die gerade an der Brennermiindung ansetzt. Eine
zugehorige Skizze ist in Abb. 4.7 dargestellt. Hierbei sind die radialen Profile
der Flammengeschwindigkeit und der Strémungsgeschwindigkeit am Austritt
des Rohres eingezeichnet. Aufgrund der Haftbedingung ist die Stromungsge-
schwindigkeit direkt an der Wand Null und lasst sich aufgrund der Wand-
grenzschicht in guter Ndherung mithilfe eines linearen Geschwindigkeits-
gradienten g approximieren. Die Flammengeschwindigkeit ist in Wandnéhe

T S
u, L

<

Abstand zur Brennerwand

L

Abbildung 4.7: Beschreibung der Flammenstabilitdt anhand des kritischen Geschwindigkeits-
gradientens
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

bis zum Loschabstand dj, ebenfalls Null und nimmt danach einen konstan-
ten Wert an. In Abhéngigkeit des vorliegenden Geschwindigkeitsgradientens
konnen nun drei Falle unterschieden werden.

Fiir den Geschwindigkeitsverlauf 1 ist die Stromungsgeschwindigkeit an je-
dem Ort groler als die Flammengeschwindigkeit, wodurch die Flamme strom-
abwirts wandert. Falls die Flamme nicht abgehoben stabilisieren kann, fithrt
dies zu einem Abblasen der Flamme. Bei dem Geschwindigkeitsverlauf 3 lie-
gen Gebiete vor, in denen die Flammengeschwindigkeit grof3er ist als die Stro-
mungsgeschwindigkeit. Dies fithrt bei Vormischflammen zu einem Zuriick-
schlagen der Flamme in die Zuleitung und muss aus sicherheitstechnischen
Griinden vermieden werden. Fiir den Geschwindigkeitsverlauf 2 gibt es ex-
akt einen Ort, an dem die Geschwindigkeit der Flammengeschwindigkeit ent-
spricht. Dort bildet sich eine Flammenoberflache, die sich senkrecht zur Stro-
mungslinie ausbildet. An allen anderen Punkten ist die Flammenoberflache
um einen Winkel § geneigt, sodass die Bedingung S; = u - sin(B) erfillt
ist. In dieser Modellvorstellung ist dies die einzige Konfiguration, in der eine
stabile Flamme vorliegt.

Mithilfe dieses kritischen Geschwindigkeitsgradienten lasst sich auch das
Peclet-Stabilitits-Kriterium herleiten. Fir den Fall einer stabilen Flamme
lasst sich mit dem Geschwindigkeitsgradienten g und dem Léschabstand dj,
folgende Stabilititsbedingung formulieren:

SL:u=g-d7L (4.36)

Daraus folgt mithilfe von dj « § Si (Gl 4.27 und GL. 4.7), dem Geschwin-
L

digkeitsgradienten fiir eine laminare Rohrstréomung in Gl. 4.37 [Giin74] und
Umformung der Briiche das in Gl. 4.38 dargestellte Peclet-Kriterium.

du

g: Erszg

0( (4.37)

4u
d>d
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4.5 Flammenstabilitat

2
<M> « (SL : d> (4.38)
a a
Pe, « Peg,* (4.39)

Es wird das Peclet-Kriterium genannt, weil beide Seiten der Gleichung jeweils
eine Peclet-Zahl darstellen (Gl. 4.39), einmal gebildet mit der Stromungsge-
schwindigkeit und einmal mit der Flammengeschwindigkeit. Die mit der Stro-
mungsgeschwindigkeit gebildeten Peclet-Zahl Pe,, gibt das Verhiltnis von
konvektiven zu diffusiven Wéarmetransport an. Die mit der laminaren Flam-
mengeschwindigkeit gebildeten Peclet-Zahl kann als Verhéltnis der charak-
teristischen Lange der Geometrie zur Flammendicke interpretiert werden.

Das hier dargestellte Kriterium wurde zunichst unter der Annahme einer
laminaren Rohrstromung hergeleitet. Im Folgenden wird gezeigt, dass das
Peclet-Kriterium auch im Falle turbulenter Flammen hergeleitet werden kann.
Dazu wird Gl. 4.35 genutzt, die fiir eine homogene turbulenten Flammenfront
(Da < 1) gilt. Diese liefert folgende Beziehung zwischen der Flammenge-
schwindigkeit und der Stromungsgeschwindigkeit:

!’ .L
5T VRe, =] L= (4.40)

Da die turbulente kinetische Energie ihre Energie aus der mittleren kineti-
schen Energie der Strémung bezieht, kann die Schwankungsgeschwindigkeit
mit einer charakteristischen Geschwindigkeit der mittleren Strémung korre-
liert werden (1’ o U;pqr). Weiterhin ist das integrale Laingenmaf3 L; der Tur-
bulenz, wie beispielsweise Horstmann in seinen Messungen in einer turbulen-
ten Rohrstromung zeigte [Hor99], proportional zum Rohrdurchmesser. Das
integrale Lingenmafl kann somit mit einem charakteristischen Léngenmaf
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

der Brennergeometrie korreliert werden (L; & d;pqr). Weiterhin gilt fur eine
stationére turbulente Flamme im Mittel St = u. Mit diesen drei Beziehungen
(GL. 4.41) folgt aus Gl. 4.40 wieder das Peclet-Kriterium in Gl. 4.38.

1
o) |
L a 1
-d
/ S_T‘x(uchar char)” n=2 (4.41)
U X Ucpar St a
Ly o< depar
Pe, =C - Peg," (4.42)
n
(ucharc'ldchar> x (SL ) Zchar) (4.43)

Hier wurde gezeigt, dass das Peclet-Kriterium unter Nutzung der Korrelation
der turbulenten Flammengeschwindigkeit und der allgemeinen Stabilitatsbe-
dingung hergeleitet werden kann und somit auch fiir turbulente Flammen an-
wendbar ist. Allerdings wurde fiir die Herleitung angenommen, dass Da < 1
vorliegt, was nicht fiir jede turbulente Flamme gilt. Fiir andere Flammen 4n-
dert sich der Exponent bei Peg . Um dies zu beriicksichtigen wird der Ex-
ponent variabel erklért, wobei dieser Wert fir Flammen des Typs homoge-
ner Flammenfront Werte nahe 2 annehmen sollte. Fiir den Fall der Flamelet-
Flammen (Da > 1) besteht nach Gl. 4.31 ein linearer Zusammenhang zwi-
schen der turbulenten Geschwindigkeit und der Turbulenz. Daher wird in
diesem Bereich ein Peclet-Exponent von n = 1 erwartet. Mithilfe des Peclet-
Stabilitatskriteriums in Gl. 4.42 mit den zwei Parametern C und n, die einma-
lig fiir einen Brenner bestimmt werden miissen, konnen die Abblasegrenzen
aller geometrisch dhnlichen Brenner skaliert werden, was fundamental fiir
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4.5 Flammenstabilitat

die Auslegung dieser ist. Es gilt, dass ein Betriebspunkt der unterhalb dieser
Peclet-Kurve liegt (aufgetragen Pe,, iiber Peg, ), stabil brennt. Eine dhnliche
Betrachtung und damit eine dhnliche Form des Peclet-Kriteriums kann auch
fur die Vorhersage des Flammenriickschlags hergeleitet werden. Fiir diese Ar-
beit liegt jedoch der Fokus auf der Vorhersage der mageren Abblasegrenze.

Das Peclet-Kriterium wurde bereits mehrfach zur Korrelation der Abblase-
grenze verwendet und ihre Anwendung beschrinkt sich nicht nur auf einfa-
che vorgemischte Bunsenbrennerflammen.

Hoffmann et al. waren wohl einer der ersten, die das Peclet-Kriterium fiir tur-
bulente Drallflammen verwendeten, indem sie die Tangentialgeschwindigkeit
als geeigneten Parameter fiir die charakteristische Geschwindigkeit verwen-
deten [Hof94] [Hof98]. Weiterhin nutzten Giles et al. das Peclet Kriterium um
die Abblasegrenzen eines vorgemischten Drallbrenners, betrieben mit Methan
und anderen Prozessgasen der Stahlindustrie, zu korrelieren [Gil16]. Die Au-
toren nahmen einen konstanten Wert des Exponenten n = 2 an und unter-
suchten den Einfluss auf die Konstante C. Dabei beobachteten die Autoren ei-
ne Abhingigkeit vom verwendeten Brennstoff und konnten auch eine Abhén-
gigkeit von der Drallzahl feststellen. Prade et al. untersuchte ebenfalls einen
Drallbrenner, der jedoch als Diffusionsflamme betrieben wurde [Pra92]. Auch
hier untersuchten die Autoren die potenzielle Korrelation der Abblasegrenzen
mithilfe des Peclet-Kriteriums. Die Autoren konnten dabei ihre Ergebnisse
verbessern, indem sie fiir die Peclet-Korrelation das Blockierverhiltnis (engl.
Dump Ratio, DR) zur mit der Stromungsgeschwindigkeit gebildeten Peclet-
zahl Pe,, hinzumultiplizierten und weiterhin anstatt der laminaren Flammen-
geschwindigkeit S; die turbulente Flammengeschwindigkeit S; nutzten, die
sie mithilfe einer semi-empirische Korrelation berechneten. Zuletzt wurde das
Abblasen eines Multi-Injektor Brenners betrieben mit Synthesegas von Sar-
ker et al. [Sar14] untersucht, die die Einfliisse des untersuchten Designs auf
die Flammenstabilitit und die NOx-Schadstoffemmision untersuchten. Auch
diese Autoren nutzten die Peclet-Korrelation, um die Abblasegrenzen zu kor-
relieren und stellten eine leichte Abhingigkeit der Korrelationskonstanten C
von der Synthesegaszusammensetzung fest.
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Das Peclet-Kriterium wurde somit im Bereich der industriellen Verbren-
nung weitestgehend fiir einzelne Drallflammen getestet. Ob eine Anwen-
dung fir die Vorhersage der Abblasegrenzen des hier genutzten Multi-
Strahlflammenbrenners moglich ist, ist noch zu testen. Weiterhin wurde
nach Wissen des Autors noch keine Studie zur Anwendbarkeit des Peclet-
Kriteriums unter Varianz fundamentaler geometrischer Parameter durchge-
fithrt. Diese Arbeit hat das Ziel diese Wissensliicken zu schlief3en.

4.6 Grundlagen der Reaktionskinetik

Die Verbrennung kann durch eine Aneinanderreihung und Uberlagerung
einer Reihe an Elementarreaktionen beschrieben werden. Diese finden auf
unterschiedlichen Zeitskalen statt und stehen oft in Konkurrenz. Wéhrend
die Thermodynamik unter Vorgabe der thermodynamischen Bedingungen
den Gleichgewichtszustand beschreiben kann, erméglicht die Reaktionski-
netik den zeitlichen Verlauf von Spezieskonzentrationen zu beschreiben.
Das reaktionskinetische System kann durch einen Reaktionsmechanismus
beschrieben werden. Ein Reaktionsmechanismus enthalt N Spezies X,
die mithilfe einer Anzahl an N; Elementarreaktionen verkniipft sind. Eine
Elementarreaktion kann folgendermafien beschrieben werden:

Nk Nk
Z V;{iXk ~ Z V]’éiXk > l = 1,"~,Ni (444)
k=1 k=1

Daraus lisst sich die Bildungsrate einer Spezies k mithilfe der stéchiometri-
schen Koeffizienten und den individuellen Reaktionsraten r; berechnen:

Ni
G =Y. W= Vi) ri 3 i=1..N; (4.45)
i=1
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Diese Bildungsrate stellt den Quellterm von Gl. 2.5 dar. Die enthaltenen Re-
aktionsraten sind abhingig von den Spezieskonzentrationen Cj multipliziert
mit einem Satz an Reakionsgeschwindigkeitskoeffizienten fiir die Hin- und
Riickreaktion (k; ; und k; p):

! 4

Ny " Ny o
ri=kip [JC = kip [ Cc¥ (4.46)
k=1 k=1

Die Reakionsgeschwindigkeitskoeffizienten werden haufig mithilfe eines er-
weiterten Arrhenius-Ansatzes berechnet, in dem die starke Temperaturab-
hangigkeit der Reaktion beriicksichtigt wird:

b _Eagb
Ki(fb) = Bi(r,pyT HPe RT (4.47)

In dieser Gleichung stellt B den Frequenzfaktor dar, ein Maf3 fiir die Wahr-
scheinlichkeit, dass es zu einem Stof der beteiligten Spezies kommt. Die Ak-
tivierungsenergie E,4 ist ein Mafl fiir die benotigte Energie der chemischen
Reaktion. Die in dieser Gleichung enthaltenen Konstanten kénnen aus der
Stof3theorie hergeleitet werden, werden jedoch aufgrund der Abweichung zur
Realitat haufig experimentell bestimmt. Ist das zugrundeliegende Reaktions-
netzwerk aus Elementarreaktionen einschlie8lich der kinetischen Konstanten
fir ein chemisches Phinomen bekannt, kann der zeitliche bzw. értliche Ver-
lauf des thermodynamisch-chemischen Zustands berechnet werden.
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

4.7 Reduktion der reaktiven Gleichungen
mithilfe eines Modellsystems

Die Verbrennung von Kohlenwasserstoffen lasst sich durch ein Reaktionsnetz
an Elementarreaktion unter Beteiligung vieler Zwischenprodukte beschrei-
ben. Jedoch bendtigt ein detaillierter Reaktionsmechanismus selbst fiir die
Verbrennung des einfachsten Kohlenwasserstoffs Methan Hunderte an Re-
aktionen und eine Vielzahl an Spezies. Beispielsweise beinhaltet der GRI 3.0
Mechanismus, ein haufig genutzter Mechanismus zur Beschreibung der Ver-
brennung von Methan unter mageren Bedingungen, 325 Elementarreaktio-
nen mit 53 involvierten Spezies [Smi]. Da fiir die Losung eines solchen de-
taillierten Mechanismus fiir jede involvierte Spezies eine Transportgleichung
gelost werden muss, kann diese durch den hohen rechnerischen Aufwand oft
nicht auf 3D-Systeme angewendet werden. Fir die numerische Vorhersage der
Flammeninstabilitét ist aufgrund des instationédren und stochastischen Cha-
rakters des Ausblasens eine lange Simulationszeit erforderlich. Daher ist es
entscheidend, die Anzahl der zu berechnenden Transportgleichungen so weit
wie moglich zu reduzieren, ohne essentielle kinetische Informationen des Re-
aktionsmechanismus zu vernachléssigen.

Zur Bewaltigung dieses Problems haben sich zwei Hauptstrategien entwi-
ckelt: Eine Reduktion des Reaktionsmechanismus auf die geschwindigkeitsli-
mitierenden Reaktionen und involvierten Spezies, wie das beispielsweise bei
der Intrinsic Low-Dimensional Manifold (ILDM) Methode [Maa92], bzw. ih-
rer Weiterentwicklung der Reaction-Diffusion Manifold (REDIM) Methode ge-
nutzt wird [Byk07, Byk09]. Zum Anderen kann mithilfe eines Modellreaktors
die Anzahl der moglichen Reaktionspfade limitiert werden. Auf der letzteren
Strategie basiert die von van Oijen et al. vorgeschlagene und in dieser Arbeit
genutzten Flame Generated Manifold (FGM) Methode [Van01].

Die Grundidee der FGM-Methode ist es unter Anwendung des detaillierten
Reaktionsmechanismus an einem einfachen idealisierten Modellreaktors eine
Ergebnistabelle zu generieren, die alle fir die reaktive Stréomungssimulation
benétigten chemischen und thermodynamische Werte enthélt. Diese Tabelle
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kann unter Nutzung einer Reihe an Kontrollparametern, wie Reaktionsfort-
schrittsvariabeln und Mischungsbriichen ausgelesen werden. Eine mogliche
Definition der Reaktionsfortschrittvariable ¢ kann nach folgender Gleichung
erfolgen:

o et Yer (4.48)
Yc,b - Yc, f

Die Gleichung beinhaltet einen charakteristischen Massenbruch Y, und wird
mit den Werten im Frischgas (Subskript f) und im verbrannten Zustand (Sub-
skript b) entdimensioniert. Der Reaktionsfortschritt ist damit auf den Werte-
bereich zwischen 0 (unverbrannt) und 1 (thermodynamisches Gleichgewicht)
beschrankt. Bei der Wahl einer passenden Variablen fiir die charakteristischen
Variable Y ( ist es wichtig, dass diese den Fortschritt der Reaktion eindeutig
beschreibt. Dies kann nur geschehen, falls diese Variable im Laufe der Reak-
tion monoton steigt oder fillt, um die Eindeutigkeit zu gew#hrleisten.

In der Literatur wurden bereits verschiedene thermodynamischen Parame-
ter fiir Y, vorgeschlagen und genutzt. Hierbei wurden héufig die Temperatur
oder der Massenbruch an Sauerstoff genutzt [Hab02, Pie04, Ihm05]. Aber auch
die Summe von charakteristischen Massenbriichen wurde in der Vergangen-
heit von mehreren Forschern erfolgreich verwendet [Fio05, Kue11]. Fir diese
Arbeit werden die Hauptprodukte der Kohlenstoffoxidation genutzt:

YC = Y COZ + Y co (449)

Eine weitere Grofle wird bei der Verbrennung von nicht-vorgemischten
Flammen benoétigt, welche die lokale Vermischung quantifiziert. Dies erfolgt
mithilfe des Mischungsbruches f, einem entdimensionierten Elementmas-
senbruch, der mittels seiner Zustinde im Oxidator (Ox) und im Brennstoff
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

(Br) normiert ist. Bei der Verbrennung von Kohlenwasserstoffen ist es sinn-
voll, den Elementmassenbruch iiber Kohlenstoff Zo und Wasserstoff Zy
zu definieren.

Zi—Z;
_ j j,Ox
I=z

2 Zj=Zc+ Zy (4.50)
j,Br j,0x
Der Mischungsbruch kann Werte zwischen 0 (reiner Oxidator) und 1 (reiner
Brennstoff) annehmen. Der Zusammenhang zwischen den Elementmassen-
briichen und den Komponentenmassenbriichen ist durch folgende Gleichung
gegeben:

Ne 1,
Zi = Z Vi j=Yk (4.51)
k=1

M,

Fiir den Reaktionsfortschritt und den Mischungsbruch lassen sich Transport-
gleichungen herleiten, die wihrend einer Stromungssimulation gelost werden
konnen, um den aus der chemischen Reaktion resultierenden thermodyna-
mischen Zustand zu beschreiben. Unter der Anwendung der Favre-Filterung
ergibt sich folgende Gleichung fiir den Reaktionsfortschritt ¢

0pé  9(pi;6) e 0 U 8¢ -
W + axl + a—XL pu;c — puic) = axj S—QE + w, (4.52)

bzw. fiir den charakteristischen Massenbruch Y,

0pY, O(puiY) 0 1~ __o\_ 0 [ dY
3 + % +6xl~ (,ouiYc Pl C)— 6 +Cl)yc (4.53)

Sc, axj
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Fiir den Mischungsbruch f lasst sich unter der Annahme identischer Lewis-
Zahlen fiir alle Spezies nachfolgende Gleichung herleiten. Hierbei entfallt der
Quellterm, da der Mischungsbruch als Erhaltungsgrofie nicht durch die Re-
aktion verandert wird.

opf  dpuif) 8 [ m Of
W-i- axi _an( t_) (4.54)

3, \ 5¢; x;

4.8 Modellreaktoren

Modellreaktoren werden verwendet, um die thermodynamischen Gréfien der
Flamme, wie Temperatur und Massenanteile, mit der Reaktionsfortschritts-
grofle zu korrelieren. Es gibt verschiedene Systeme, die sich in den beriick-
sichtigten physikalischen Phanomenen unterscheidet. Diese Modellreaktoren
haben in der Regel nur eine Raum- oder Zeitkoordinate und erlauben daher
die Verwendung von detaillierten Reaktionsmechanismen. So konnen mit ge-
ringem Rechenaufwand chemische Tabellen erstellt werden, die fiir spétere
Simulationen mit den gew#hlten Kontrollparametern ausgelesen werden kon-
nen. Im Folgenden werden die drei bedeutendsten Modellreaktoren vorge-
stellt:

4.8.1 Idealer Satzreaktor

Der ideale Satzreaktor stellt das simpelste Reaktionsystem dar, in dem die Re-
aktion ausschlief8lich durch die Reaktionskinetik definiert ist. Der ideale Satz-
reaktor ist ein adiabates und geschlossenes System. Das System wird zu einem
Zeitpunkt ty mit einem unverbrannten Eduktgemisch initialisiert und der zeit-
liche Verlauf der thermodynamischen Gréflen wird berechnet. Da das System
ideal gemischt ist, werden keine 6rtlichen Dimensionen benétigt. Dies bedeu-
tet weiterhin, dass auch keine Warme- oder Stofftransportprozesse beriick-
sichtigt werden. Zur Losung dieses System muss entweder der Druck p oder
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

das Volumen V konstant gehalten werden. Da technische Verbrennungsyste-
me oft unter naherungsweise isobaren Bedingungen stattfinden, wird héaufig
der isobare Satzreaktor gewahlt. Die Gesamtenthalpie bleibt hier nach dem
ersten Hauptsatz konstant, wiahrend die Temperatur, die Spezieskonzentrati-
on und das Volumen als Folge der exothermen Reaktion als Funktion der Zeit
berechnet werden konnen:

ay

a—t" = @ Myv (4.55)
V() = KORTWO (4.56)
n(t) = % (4.57)

In diesen Gleichungen beschreibt v das spezifische Volumen des Reaktors.

4.8.2 Eindimensionale, laminare Vormischflamme

Die eindimensionale laminare Vormischflamme beriicksichtigt im Vergleich
zum Satzreaktor nicht nur die reine Reaktionskinetik, sondern zusatzlich noch
den Einfluss von Warme- und Stofftransport. Dazu wird in diesem Reaktions-
system eine raumliche Koordinate genutzt, wihrend die Flamme als stationar
angenommen wird. Angelehnt ist diese Modellflamme an die reale lamina-
re, planare Vormischflamme, die firr die Messung der laminaren Flammenge-
schwindigkeit genutzt wird. Zur Lésung des Flammenprofils werden Bilanz-
gleichungen fir die Masse (Gl. 4.58), die Energie (Gl. 4.59) und die Spezien-
massenbriiche (Gl 4.60) gelost:
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S =0 (4.58)
iy - 2 (1) + 3 eaim + Buite =0 @
ok 1+ 2 (oY V) = (4.60)
o= % (4.61)

Hierbei beschreibt V g die Diffusionsgeschwindigkeit. Eine genauere Be-
schreibung dieses Modells kann beispielsweise bei Kee et al. [Kee05] ge-
funden werden.

4.8.3 Gegenstromdiffusionsflamme

Dieser Modellreaktor ist ebenfalls an eine experimentell untersuchte Flamme
angelehnt. Hierbei stromen Brennstoff und Oxidator aufeinander, wodurch
sich nahe des Staupunktes eine Flamme ausbildet. Die Umlenkung fithrt zu ei-
ner Streckung der Flamme, die von den Geschwindigkeiten der Eduktstrome
abhéngt. Unter der Annahme der Rotationssymmetrie kann die Gegenstrom-
diffusionsflamme durch das folgende System an Differentialgleichungen be-
schrieben werden [Pet00, Tur00]:

dpu _
L 20V =0 (4.62)
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0 ( oV ov s
3 (,u—az ) o pu—az —pVe = (4.63)
T 3 oT
pucpE - ( ) Z ]Zcp K3z + Z wkMkhk =0 (4.64)
oY d o
Pua—xk + 37 PY Vi) = My (4.65)

Die Streckung beeinflusst durch den verédnderten Stoff- und Wérmetrans-
port die laminare Flammengeschwindigkeit und kann ab einer kritischen
Streckungsrate zu einem Verloschen der Flamme fithren. Daher besteht
ein berechtigtes Interesse, die Streckung zu beriicksichtigen. Im Falle der
FGM-Modellierung erlaubt die Gegenstromdiffusionsflamme die Streckung
als zuséatzlichen Kontrollparameter in die Tabellierung mit aufzunehmen.
Solche Ansitze neigen jedoch dazu, den Streckungseffekt zu tiberschétzen,
da der Einfluss fiir stationidre Flammen berechnet wird. Wie aus Untersu-
chungen bekannt ist, ist die Streckung in turbulenten Stromungen auf die
turbulente Zeitskala begrenzt und daher nicht so stark wie im Falle einer
stationdren Flamme [Zhal7]. Fiir die Losung dieser Problematik ist noch
weitere Forschung notwendig.

4.9 Erstellung der chemischen Tabellen

Zur Reduzierung der Chemie wurden fir diese Arbeit chemische Tabellen
erstellt. Hierzu wurde die 1-dimensionale Flamme bei allen untersuchten
Mischungsbriichen und Vorwarmtemperaturen mithilfe des GRI 3.0 Mecha-
nismus [Smi] in der Python-Bibliothek Cantera gelést. Zur Definition des
Reaktionsfortschrittes ¢ wurde die Summe der Massenanteile der Spezies
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4.10 Turbulent flamespeed closure

CO, und CO genutzt. Eine beispielhafte Tabellierung des Quellterms @y,
fir eine atmosphérische Erdgas-Luft Flamme bei einer Vorwarmtemperatur
T, = 100 °C ist in Abb. 4.8 dargestellt.

Im Falle einer laminaren Simulation kann diese Tabelle direkt angewendet
werden, um den Quellterm fir die Transportgleichung des Reaktionsfort-
schrittes ¢ zu bestimmen. Bei den hier genutzten LES-Simulationen fiihrt die
nicht aufgeldste Turbulenz, bedingt durch den erhéhten Warme- und Stoff-
transport, zu einer gesteigerten Umsatzrate. Fir diese Turbulenz-Chemie-
Interaktion (TCI) wird zusétzliche Modellierung benétigt. Im Rahmen dieser
Arbeit werden zwei TCI-Modelle genutzt und hinsichtlich ihrer Fahigkeit zur
Berechnung des Abblasevorgangs verglichen.
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Abbildung 4.8: Beispielhafte chemische Tabelle fir den Reaktionsquellterm fiir eine Erdgas-
Luft-Flamme bei Tg = 100 °C

4.10 Turbulent flamespeed closure Modelle

Die Erforschung turbulenter Flammen ist bis heute Thema der Forschung.
Die gesteigerte mittlere Reaktionsrate im Vergleich zu Flammen in laminaren
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Stromungsfeldern wird dabei hdufig mithilfe der vergréfierten Flammenober-
flache und der erhohten turbulenten Flammengeschwindigkeit korreliert. Wie
bereits in Kapitel 4.1 diskutiert und beispielsweise in Gl. 4.15 dargestellt wur-
de, besteht ein direkter Zusammenhang zwischen der mittleren Reaktionsrate
und der Flammengeschwindigkeit. Diese Beobachtung ist Grundlage der Mo-
delle dieses Kapitels, die die erhohte turbulente Reaktionsrate mithilfe analy-
tischer bzw. semiempirischer Korrelationen der Flammenoberflichendichte,
bzw. der turbulenten Flammengeschwindigkeit berechnen.

4.10.1 Flammenoberflichendichte-Modelle

Ein Ansatz, der unter der Flamelet-Annahme gerechtfertigt ist, besteht dar-
in, den reaktiven Quellterm tiber eine Betrachtung der Flammenoberfldche
zu beschreiben. In der Regel ist die Flammenfront zu diinn, um die Flam-
menfront in einem numerischen Gitter im Detail aufzulésen. Daher enthalt
eine Rechenzelle oft eine gefaltete Flammenoberflache, die im Vergleich zu
einer flachen Flamme einen erhéhten Quellterm besitzt. Diese Modelle wer-
den oft als Flammenoberflichendichte-Modelle (engl. Flame Surface Density,
FSD) bezeichnet. Wird angenommen, dass jedes Flammenelement sich mit der
Flammengeschwindigkeit Sy in das Frischgasgemisch ausbreitet, lasst sich
folgende Gleichung aufstellen.

PuSLAL = &V f (4.66)
Diese Gleichung lésst sich nach der Reaktionsrate auflésen:

- Ar -

W = PuSLV_f = pPuSLE = puSLE|IV¢| (4.67)

In dieser Gleichung beschreibt A;, die instantane Flammenoberflache, V 7 das
betrachtene Flammenvolumen und X die Flammenoberflichendichte, welche
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4.10 Turbulent flamespeed closure

die vorhandene Flammenoberfliche pro Volumen mit der Einheit [m2/m3] be-
zeichnet. Die Flammenoberflichendichte ist ein Mafl fiir die Faltung der Flam-
me als Resultat der turbulenten Stromung. Eine weitere Form dieses Modells
kann erhalten werden, wenn die Flammenoberflaichendichte mithilfe eines
Faltungsfaktor E = Ar/4, verkniipft mit einem Gradientenansatz ersetzt wird.
Eine verstdrkte Turbulenz erhoht die Faltung der Flamme, wodurch auch der
Quellterm vergrofiert wird. Durch diesen Zusammenhang ist in diesem Mo-
dell die Turbulenz-Chemie-Interaktion gegeben. Die Herausforderung dieses
Modells ist eine Berechnungsvorschrift fiir die Flammenoberflachendichte
zu liefern. Dies kann mithilfe einfacher algebraischer Gleichungen erfolgen,
als auch mittels zusétzlicher Transportgleichungen.

4.10.2 Zimont Modell

Das Zimont-Modell wurde urspriinglich von Zimont und Lipatnikov vorge-
schlagen [Zim95] und ldsst sich aus Gl 4.67 der FSD-Modellierung herleiten,
wenn der Faltungsfaktor E mithilfe des Verhaltnisses der Flammengeschwin-
digkeiten im laminaren und im turbulenten Zustand umgeschrieben wird:

AL _ S
T A S

[1]

(4.68)

Dieser Sachverhalt ist wie bereits in Kapitel 4.4 beschrieben fiir Flammen im
Flamelet-Bereich gerechtfertigt und erlaubt eine Substitution des Faltungsfak-
tors in Gl. 4.67, wodurch folgende Gleichung erhalten werden kann [Pet00]:

We = pSe = puSt|vc| (4.69)

Im Gegensatz zum FSD-Modell wird der Turbulenzeinfluss auf den reaktiven
Quellterm nicht iiber die Flammenoberflichendichte modelliert, sondern di-
rekt iiber die turbulente Flammengeschwindigkeit S;. Da in vielen Studien

59



4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

der Einfluss verschiedener Parameter auf die turbulente Flammengeschwin-
digkeit S; bereits intensiv untersucht wurde, wird dieser Parameter in der
Verbrennungsmodellierung bevorzugt.

Mithilfe der Transportgleichung einer Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion der
Temperatur und der Geschwindigkeit konnte Kuznetsov unter der Annahme
einer diinnen Reaktionsfront Gl. 4.70 herleiten, die auch Zimont et al. mithilfe
einer Dimensionsanalyse erhielt. Die Herleitungen gingen dabei von turbu-
lente Flammen im Bereich der homogenen Flammenfront aus [Zim00, Kuz76].

Sy = AzimW)¥4SPa= VAL (4.70)

In dieser Gleichung stellt Az;,, eine Modellkonstante dar, die vom Flammen-
typ abhéngt und die in der Groflenordnung Eins liegt [Zim98].

4.10.3 Kolmogorov-Petrovsky-Piscounov Theorem

Eine weitere Moglichkeit der SchlieBung der Gleichungen ist durch das so-
genannte Kolmogorov-Petrovsky-Piscounov-Theorem (KPP-Theorem) gege-
ben [Kol37]. Diese Forscher untersuchten die Eigenschaften der Losung einer
Diffusions-Transportgleichung mit einem Quellterm fiir den Transport einer
genormte Biomassendichte ¢ nach Gl. 4.71:

dc d2c
— =D—+4<« 4.71
3 5xf o (4.71)

Kolmogorov und seine Kollegen konnten nachweisen, dass sich bei der Lo-
sung dieser Differentialgleichung nach kurzer Einlaufzeit eine konstant aus-
breitenden Front ausbildet, falls folgende Eigenschaften fiir den Quellterm
erfullt sind:
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4.10 Turbulent flamespeed closure

C‘.)c|c=0 = Cbclc:l =0
w.>0 fur 0<c<1 (4.72)

Wcle=o =a >0 5 @0 <a

Hierbei stellt w, die Ableitung der Reaktionsrate nach ¢ dar. Sind diese Be-
dingungen erfiillt bildet sich eine konstant ausbreitende Front, deren Aus-
breitungsgeschwindigkeit A mithilfe der Diffusionskonstante D und der In-
itialsteigung a nach folgender Gleichung berechnet werden kann:

A =2\Da (4.73)

Von Kolmogorov et al. wurde folgende Formfunktion fiir die Reaktionsrate
vorgeschlagen, die alle drei Kriterien in Gl. 4.72 erfillt [Kol37]:

w.=0a-c(l—c) (4.74)

Da die untersuchte Transportgleichung eine beliebige skalare Grofie be-
schreibt, die auf den Wertebereich zwischen 0 und 1 beschrankt ist, kdnnen
diese Ergebnisse auch fir die Transportgleichung des Reaktionsfortschrittes
verwendet werden. So entspricht Gl. 4.71 dem Fall einer Flammenausbrei-
tung in einem ruhenden Medium. Dies motivierte Forscher bereits in den
80er Jahren dieses Theorem auch fiir Verbrennungsprobleme anzuwenden
[Hak85, Zel80]. Schmid et al. entwickelten basierend auf diesen Arbeiten
ein numerisches Modell zur Simulation von Vormischflammen [Sch98]. Eine
fundamentale Gleichung dieser Modellierung kann auf Basis von Gl. 4.73
und Gl 4.74 erhalten werden wobei die Ausbreitungsgeschwindigkeit A
mit der turbulenten Flammengeschwindigkeit S; gleichgesetzt wird. Da-
mit kann folgende Gleichung fiir den Quellterm des Reaktionsfortschrittes
hergeleitet werden:
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

2
G, = %“%ft e(l=c) (4.75)
Hiermit wird eine direkte Berechnung des Quellterms durch eine einzelne
analytische Gleichung ermoglicht. Der Turbulenzeinfluss wird hier mithilfe
der turbulenten Flammengeschwindigkeit S; und mit einem geringeren Ein-
fluss durch die turbulente Diffusivitit D, erreicht. Fir die turbulente Flam-
mengeschwindigkeit wird eine Korrelation in Abhingigkeit lokaler Turbu-
lenzparameter benétigt. Der Vorteil dieses Modells ist die einfache Erweiter-
barkeit der Gleichung. Da hier die turbulente Flammengeschwindigkeit di-
rekt genutzt wird, ist die Implementierung einer der zahlreichen experimen-
tellen Korrelationen aus der Literatur, die den Einfluss weiterer Parameter
wie Streckung oder Warmeverlust auf die Flammengeschwindigkeit beschrei-
ben, sehr simpel. So hat beispielsweise Zhang, der sich mit der numerischen
Simulation von turbulenten Verbrennungslarm beschaftigte, weitere Model-
le eingefiihrt, welche die Verringerung der Flammengeschwindigkeit durch
lokale Streckung beriicksichtigen [Zha14]. Weiterhin erweiterte er das hier
beschriebene Modell durch die Einfithrung eines Mischungsbruches auch fiir
die Anwendung fiir nicht-vorgemischte Flammen.

Fir die Anwendung des KPP-Theorems miissen die in GI. 4.72 dargestellten
mathematischen Bedingungen erfillt sein. Unter Anwendung von Gl. 4.75, die
diese Bedingungen erfiillt, wird immer die gleiche parabolische Verteilung der
Reaktionsrate berechnet, die sich in Abhéangigkeit des thermodynamischen
Anfangszustandes nur in ihrer Amplitude dndert. Dies ist im Kontrast zu ei-
ner realen Reaktionsratenverteilung, die beispielsweise mit einem detaillier-
ten Reaktionsmechanismus berechnet wird. Dazu ist in Abb. 4.9 beispielhaft
der aus Gl 4.75 (im Folgenden als KPP-Gleichung bezeichnete) berechnete
Reaktionsratenverlauf mit dem Reaktionsratenverlauf einer 1-dimensionalen
laminaren Vormischflamme, berechnet mit dem detaillierten GRI 3.0 [Smi]
Mechanismus fiir eine magere Methan-Luft-Flamme abgebildet.

Zwei grundlegende Unterschiede sind zu erwahnen: Einerseits wird bei der
Nutzung der KPP-Gleichung das Maximum des Quellterms immer bei c = 0,5
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4.10 Turbulent flamespeed closure

modelliert, wobei das reale Maximum, berechnet mit dem detaillierten Me-
chanismus, deutlich ndher zum Ende der Flamme vorliegt. Zum anderen ist
die KPP-Verteilung deutlich breiter, wodurch fiir nahezu alle Werte des Re-
aktionsfortschrittes zumindest moderate Reaktionsraten berechnet werden.
Die reale Verteilung ist deutlich enger, wodurch das Maximum einen héhe-
ren Wert aufweist und fiir niedrige Werte des Reaktionsfortschrittes zu Re-
aktionsraten nahe Null fithrt. Auch wenn der exakte Verlauf der Losung des
detaillierten Mechanismuses von dem thermodynamischen Anfangszustand
und der Wahl des Modellreaktors abhéngen, sind diese grundlegenden Unter-
schiede in vielen Flammen vorzufinden. Der Verlauf der KPP-Gleichung wird
in Abhéngigkeit des thermodynamischen Zustands nur in ihren Absolutwer-
ten gestreckt, wobei der qualitative Verlauf immer erhalten bleibt.
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Abbildung 4.9: Vergleich des Quelltermverlaufs zwischen dem KPP-Theorem und eines detail-
lierten Mechanismus fiir eine 1D vorgemischte Methan-Luft Flamme

An dieser Rechnung ist gut zu sehen, dass die in Gl. 4.72 dargestellten ma-
thematischen Bedingungen des KPP-Theorems fiir eine reale Flamme nicht
erfillt sind. Wie in Abb. 4.9 zu sehen ist, sind im Grenzfall einer laminaren
Flamme die ersten beiden Bedingungen in sehr guter Naherung erfiillt. Je-
doch stellt die dritte Bedingung, einen maximalen Gradienten beziiglich der
Reaktionsrate zu Beginn der Reaktion, im starken Kontrast zur realen Flamme,
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

die dort einen Gradienten nahe Null aufweist. Wiahrend die korrekte Wieder-
gabe der Flammengeschwindigkeit mathematisch im Modell inbegriffen ist,
kann der Unterschied im Verlauf der Reaktionsrate starke Unterschiede in
der Flammendicke hervorrufen. Im Falle der Nutzung innerhalb einer RANS-
Modellierung, fiir die es urspriinglich entwickelt wurde, konnen integral die
unterschiedlichen Verlaufe der Reaktionsrate zumindest teilweise ausgegli-
chen werden. Im Falle einer LES-Modellierung mit ihrer feineren Auflgsun-
gen haben diese lokalen Unterschiede der Reaktionsrate einen gréfieren Ein-
fluss und es ist zu erwarten, dass der Einfluss mit steigender Aufldsung weiter
zunimmt. Angesichts der groflen Unterschiede in der Zuordnung der Reakti-
onsrate zum Reaktionsfortschritt ist die Validitat der Nutzung der chemischen
Tabellierung mithilfe dieser Modellierung fraglich, wird aber aufgrund der
einfachen Modellierung und Erweiterbarkeit zur Berechnung der Flammen-
stabilititsgrenzen untersucht.

Zur Schlieffung des Modells wird eine Korrelation der turbulenten Flammen-
geschwindigkeit S; bendtigt. Wie bereits in Kapitel 4.4 besprochen wurde,
sind hier in Abhéngigkeit des Flammenregimes unterschiedliche Flammen-
Turbulenz-Interaktionen vorzufinden und damit verschiedene Korrelationen
der turbulenten Flammengeschwindigkeit von der Turbulenz. Schmid unter-
suchte diese Abhangigkeiten und entwickelte eine Korrelation, die das Ver-
halten der Turbulenz-Flammen-Interaktion der verschiedenen Bereiche zu-
sammenfasst, indem er die Damkohlerzahl Da in die Korrelation einfiithrte

[Sch95]:

St _ 14 %1 4 pa-2)-14 (4.76)
St St

In dieser Gleichung sind die fir den Flamelet-Bereich (Da » 1, Gl 4.31) und
die der homogenen Flammenfront (Da « 1, Gl. 4.35) giiltigen Abhangigkeiten
als Grenzfille enthalten.
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4.11 Verbundwahrscheinlichkeitsdichtemodell

Fir die Berechnung der Damkohlerzahl wurde von Schmid folgende Glei-
chung vorgeschlagen [Sch95]:

2,2
a_T_ "
Dat=le o (4.77)
T, oLkt
€
u/

In dieser Gleichung beschreibt ¢y die Proportionalitatskonstante fiir das che-
mische Zeitmafl, welche fiir Methan-Luft-Flammen den Wert ¢y, = 1,2 an-
nimmt (siehe Kapitel 4.2) und c, eine Proportionalitidtskonstante, die aus ei-
ner Betrachtung der spektralen Dissipationsrate hergeleitet werden kann. Fiir
diesen Wert empfiehlt Schmid den Wert ¢, = 0,09 [Sch95].

4.11 Verbundwahrscheinlichkeitsdichtemodell

Die Turbulenz fithrt zu einer zeitlichen Schwankung aller relevanter ther-
modynamischer Gréflen und damit auch fiir den Reaktionsfortschritt und
den Massenbruch. Da in einer LES iblicherweise nicht alle turbulenten
Strukturen aufgelost werden, ist auch die durch die Schwankung verursachte
statistische Verteilung der Groflen, die den Reaktionsfortschritt bestimmen,
nicht bekannt. Falls diese Verteilung der Grofien, die den Reaktionsfortschritt
bestimmen, jedoch bekannt wire, l4sst sich der resultierende turbulente Reak-
tionsquellterm iiber eine Integration aller Wahrscheinlichkeiten berechnen.
Diese Vorgehensweise wird in der Literatur als Wahrscheinlichkeitsdichte-
ansatz bezeichnet und beruht, wie der Name andeutet, auf der Berechnung
einer Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (engl. Probability Density Function,
PDF). Wenn die Mischung mithilfe des Mischungsbruchs f und der Fort-
schritt der Verbrennung mit der Reaktionsfortschrittsvariablen c beschrieben
wird, wird fiir jede dieser beiden Variablen eine PDF benétigt. Obwohl die
Verteilung der PDF stark vom betrachteten Verbrennungssystem abhéngt,
wird oft die Vereinfachung verwendet, dass diese durch eine analytische
Funktion beschrieben werden kann, deren Ausbildung mithilfe einer oder
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mehrerer turbulenter Kontrollgré3en gesteuert werden kann. Ein solches Mo-
dell der angenommenen Verbundwahrscheinlichkeitsdichte (engl. presumed
Joint-Probabilty-Density-Function, JPDF) wurde am Engler-Bunte-Institut,
Teilbereich Verbrennungstechnik, von Kern in das Open-Source-Framework
OpenFOAM implementiert [Ker13] und von verschiedenen Forschern wei-
terentwickelt und zur Untersuchung diverser Brennerphinomene genutzt
[Hof01, Gro03, Bru06, Wet06, Ker09, Pra12, Cun16, Sed19, Eib18].

4.11.1 Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen

Im Falle turbulenter Stromungen unterliegen alle Feldgrofien einer unregel-
mafigen Fluktuation um einen Mittelwert. Die stochastische Verteilung ei-
nes Skalars ¢ als Funktion von Ort und Zeit lsst sich vollstindig durch eine
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion P(¢,x,t) beschreiben. Die PDF beschreibt
dabei die Wahrscheinlichkeit, die betrachtete Grofe in einem Definitionsbe-
reich vorzufinden.

Die Beschreibung einer fluktuierenden Gréf3e mithilfe einer PDF ist grafisch
in Abb. 4.10 dargestellt. Im linken Diagramm ist ein zeitlicher Verlauf des Ska-
lars ¢ abgebildet mit einem Mittelwert ¢. Hieraus lisst sich eine kumulative
Verteilungsfunktion & herleiten (mittleres Diagramm), welche beschreibt mit
welcher Wahrscheinlichkeit ein Wert ¢ < ¢ vorliegt und auf den Wertebe-
reich zwischen Null und Eins beschrénkt ist:

F(p) = Prob(¢ < ¢) (4.78)

Mithilfe dieser Verteilungsfunktion ldsst sich die Wahrscheinlichkeitsdichte-
funktion P als Ableitung der Verteilungsfunktion definieren:

Pp) = —— (4.79)
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Nach dieser Definition lasst sich die Wahrscheinlichkeit, die Variable im Be-
reich [p, ¢ + d¢] zu finden, berechnen durch:

Prob(p < ¢ < ¢ +do) = P(p)dy (4.80)

Durch die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion lassen sich wichtige Kenngro-
fen der Verteilung in Form der statistischen Momente herleiten. Fiir eine Ver-
teilung Q(¢) lasst sich der Erwartungswert, das zentrale Moment erster Ord-
nung, Uber die Integration tiber die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion be-
stimmen:

Qp) = f Q(p)P(p)de (4.81)

Die Breite der Verteilung, das zentrale Moment zweiter Ordnung, ergibt sich
mithilfe der quadrierten Abstinde zum Mittelwert:

Q2(p) = f Q@) — Q2P(p)dyp (4.82)
Gﬁ“ A 4 A é
3 _ _ _ L B
51 ) 7 (0)

Abbildung 4.10: Beschreibung einer fluktuierenden Gréfie mithilfe einer Wahrscheinlichkeits-
dichtefunktion (von Hoffmann [Hof04])
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Neben diesen Momenten gibt es noch héhere Momente, die beispielsweise
Aussagen iiber die Symmetrie der Verteilung geben. Diese werden in der Tur-
bulenzmodellierung nur selten angewendet und werden deshalb hier nicht
weiter erlautert. Wie beispielhaft an Gl. 4.81 und 4.82 zu sehen ist erlaubt
die Kenntnis der PDF P die Berechnung aller statistischen Momente. Eine
detaillierte Rekonstruktion der PDF bei Kenntnis einer endlichen Anzahl an
statistischer Momente ist jedoch nicht méglich [Pop05].

Zur Bestimmung des gefilterten Quellterms ist die Berechnung der PDF erfor-
derlich. Zur Vereinfachung der Modellierung ist eine haufige Annahme, dass
die prinzipielle Form der PDF fiir den ganzen betrachteten Bereich durch eine
vordefinierte Funktion beschreibbar ist, die eine endliche Anzahl Parameter
zur exakten Beschreibung benétigt. Diese Parameter sind in der Regel von der
lokalen Turbulenz abhangig. Eine mogliche Funktion zur Modellierung der
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ist die sogenannte Beta-Funktion [P0i05].
Diese Funktion benotigt die Vorgabe zweier Parameter: dem Mittelwert und
einer Varianz. Fiir ein Skalar ¢ hat die 3-PDF folgende Form:

_T(a+p) 4 _
P(P) = qu 1a - ¢! (4.83)

Hierbei beschreibt P die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion, I' die Gamma-
funktion und fiir die Parameter o und § gelten folgende Zusammenhénge:

a= ¢y (4.84)

f=0-¢y (4.85)

wobei ¢ den Mittelwert von ¢ beschreibt und y mithilfe der Varianz ¢” der
Grofie ¢ folgendermaflen berechnet werden kann:
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-1 (4.86)

In dem hier genutzten JPDF-Modell wird der Turbulenzeinfluss auf die bei-
den Kontrollgréfien, dem charakteristischen Massenbruch (zur Bestimmung
des Reaktionsfortschrittes) und dem Mischungsbruch beriicksichtigt. Fiir bei-
de Groflen missen unter Nutzung der S-Funktion zur Beschreibung der PDF
jeweils ein Mittelwert und eine Varianz berechnet werden.

Der Mittelwert des charakteristischen Massenbruchs kann uber die LES-
gefilterte Transportgleichung berechnet werden:

—_—

ot axi 6_xl<

o [ u 9Y,

+a 4.87
axl (Sct 0x; Dy, (487)
Fur die Varianz Y wird ein analytischer Ansatz von Pierce und Moin [Pie04,
Pie98] genutzt, der analog zum Standard-Smagorinsky Modell auf einem Gra-
dientenansatz basiert:

~ 2
" Yy
Y& = Cys A2 (a—xlc> (4.88)

Fiir die hier benotigte Konstanten werden die Werte Cyg = 0,1 und Sc¢; = 0,7
genutzt.

Analog kann fiir den gefilterten Massenbruch f folgende Transportgleichung
gelost werden:
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opf , 0Guf) 8 (i~ om0 [ Of
a t 3x; +6xi (pulf ‘Oulf)_ dx; \ Sc, dx; (4.89)

Auch hier wird eine Gleichung fir die Varianz f” benétigt, fiir den analog zum
charakteristischen Massenbruch ein Gradientenansatz genutzt werden kann:

~\ 2
f"=Cpn A? (ﬁ) (4.90)

axi

Da sowohl fiir den Reaktionsfortschritt als auch fiir den Massenbruch ei-
ne PDF berechnet wird und gleichzeitig fir die Reaktionsrate genutzt wer-
den muss, wird eine sogenannte Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion
(engl. Joint Probability Density Function, JPDF) benétigt. Durch eine JPDF A,
kann die Wahrscheinlichkeit angegeben werden zwei Zufallsgréfien ¢; und
¢, in einem Stichprobenraum ¢, und ¢, zu finden durch:

Prob(py < ¢1 < @1+de1, 93 < ¢y < 92+d9r) = Pia(@1, p2)dp1dp, (4.91)

Unter der Annahme der statistischen Unabhéngigkeit der beiden Zufallsgro-
fen ¢, und ¢,, kann die JPDF durch das Produkt der einzelnen Wahrschein-
lichkeitsdichtefunktionen berechnet werden:

Pia(@1,92) = Pi(p1) - Po@2) (4.92)

Alle fir die Rechnungen bendtigten favre-gefilterten Gréen kénnen hier-
nach folgendermafien bestimmt werden:
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4.11 Verbundwahrscheinlichkeitsdichtemodell

1 1
P(f.f".¢c") = f f ¢(f, )P Pdfde (4.93)
0 0

So folgt fiir die Berechnung des gefilterten Quellterms OSYC:

! CbYc(f! C)

1
CaYc(f: //,5’ C”) — E(f’ Il’c-" C//)\/O. —£ Wj}j)cdfdc (4.94)

Die Integration erfolgt mit dem Algorithmus von Liu et al. [Liu02], deren An-
wendung beispielsweise in [Sed19] genauer erklart ist. Zur Reduzierung des
Rechenaufwandes wird die Integration des Quellterms vor der Hauptsimu-
lation durchgefiihrt und in Abhangigkeit der KontrollgroBen ¢,c”, f, f” ta-
belliert.
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5 Brennersystem

Fir die experimentelle Untersuchung des Multi-Strahlflammen-Brenners (im
Folgenden als Matrixbrenner bezeichnet) wurde eine Versuchsanlage am
Engler-Bunte-Institut in Kooperation mit Siemens konstruiert und in Betrieb
genommen. In diesem Kapitel wird der experimentelle Aufbau vorgestellt.
Hierbei werden die geometrischen Unterschiede der untersuchten Diisen
vorgestellt und die genutzte Messtechnik erlautert.

5.1 Diisen des Matrixbrenners

Ein Hauptfokus dieser Studie ist die Untersuchung des Einflusses geometri-
scher Variationen auf das Stromungsfeld und damit den Stabilitatsbereich der
Flamme. Die untersuchten Diisen bestehen aus einem Array an unverdrallten,
zur Stromungsrichtung parallelen Bohrungen. Dabei unterscheiden sich die
Diisen im Lochdurchmesser der Bohrungen dg,p,rung und im Versperrungs-
verhiltnis (engl. Dump Ratio, DR). Das Versperrungsverhaltnis ist tiber das
Verhiltnis der Brennkammerquerschnittsfliche Agx zur Summe der durch-
stromten Querschnittsfliche der Bohrungen nach folgender Formel definiert:

Ak
DR= —2BK (5.1)
z:ABohrung

Der Einfluss der beiden geometrischen Parameter dg,prung und des Versper-
rungsverhéltnisses DR auf das Stromungsfeld und die Flamme wurde mithilfe
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5 Brennersystem

mehrerer Diisen untersucht. Eine schematische Skizze der untersuchten Dii-
sen ist in Abb. 5.1 gegeben, wihrend Details der geometrischen Parametern
Tabelle 5.1 zu entnehmen sind.

dBohrung

a4
Q
Abbildung 5.1: Skizze der untersuchten Diisen
Tabelle 5.1: Geometrische Parameter der untersuchten Diisen
Diisen- Anzahl Bohrungsdurch- Versperrungs-
bezeichnung Bohrungen messer dpohrung verhaltnis DR
D, 7 dLarge =1,65- dRef 2,8
D, 19 dge f 2,8
Ds 37 dsman =0,72 - dRef 2,8
Dy 19 dre f 6
Dy 37 dSmall 6

Die Bohrungen sind so angeordnet, dass ein konstanter minimaler Abstand
zu benachbarten Bohrungen bzw. im Fall der duflersten Bohrungen auch zur
Brennkammerwand vorliegen. Der auf den Bohrungsdurchmesser bezogene
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5.2 Beschreibung des untersuchten Brennersystems

minimale Abstand zwischen den Bohrungen ist fiir die Diisen eines konstan-
tes DR im Rahmen der Fertigungstoleranzen identisch. Dies bedeutet, dass die
Diisen eines konstanten Versperrungsverhéltnisses, normiert auf den Loch-
durchmesser eine lokal geometrische Ahnlichkeit aufweisen.

5.2 Beschreibung des Brennersystems

Eine schematische Skizze, als auch eine Foto der Anlage sind in 5.2a und
5.2b abgebildet. Hierbei wird die Verbrennung von vorgemischten und vorge-
wiarmten Luft-Erdgas-Gemischen unter atmosphérischen Druckbedingungen
untersucht. Die Luft durchstromt dafiir einen Luftvorwarmer, der Vorwarm-
temperaturen bis zu 400 °C erméglicht. Nach Durchlaufen einer Mischungs-
trecke, deren Linge eine vollstindige Vermischung von Brennstoff und Luft
garantiert, wurde direkt vor Eintritt in die Diise die Vorwarmtemperatur T,
mithilfe eines Thermoelementes bestimmt. Optional erfolgt zudem die Zufuhr
von Partikeln, die fiir die Messung des Stromungsfeldes benétigt werden. Da-
nach erfolgt der Eintritt in die im vorherigen Abschnitt beschriebenen Diisen,
wodurch eine Vielzahl an unverdrallten Strémungsstrahlen erzeugt werden.
Anschlieflend gelangt das Gemisch in eine Brennkammer, die einen hexa-
gonalen Querschnitt aufweist. Hierbei wurden zwei unterschiedliche Brenn-
kammern verwendet: Zum einen eine thermisch isolierte Brennkammer, die
innen mit einer ungeglithten Keramik ausgestattet und von einer Metallhiille
ummantelt ist. Die Kithlung erfolgte mithilfe eines Glykol-Wasserkreislaufs
im Metallmantel. Zum Anderen wurde eine optisch zugéingliche Brennkam-
mer mit integrierten Quarzglas-Fenster gefertigt, die eine Untersuchung mit-
hilfe optischer Messmethoden erméglicht. Bilder der beiden Brennkammern
sind in Abb. 5.2¢ und 5.2d abgebildet. Ein grofler Unterschied in der Nut-
zung der beiden Brennkammern besteht in der Auspriagung der Wiarmever-
luste. Wie insbesondere im Bild der optisch zugénglichen Brennkammer zu
sehen ist, treten hier hohe Warmeverluste aufgrund von Strahlung durch die
Fenster, als auch konduktiv durch die vergleichsweise diinne Brennkammer-
wand auf. Daher wurde die keramische Brennkammer aufgrund ihrer gerin-
gen Wirmeverluste fiir die Messungen der mageren Abblasegrenzen genutzt.
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5 Brennersystem

Nach der Brennkammer wurde eine gekiihlte Abgassonde im Abgasstrom po-
sitioniert.

Brennkammer

Diise

Partikelzufuhr|::>: <:| Partikelzufuhr

=)@

Luftvorwérmer

Methan

(a) Schematischer Aufbau der Versuchsanlage (b) Foto der untersuchten
Anlage

(c) Sicht von oben auf die (d) Bild der optisch zuganglichen
keramische Brennkammer Brennkammer im Betrieb

Erdgas kann sich je nach Herkunft stark in seiner Zusammensetzung unter-
scheiden. Die Zusammensetzung des fiir diese Untersuchung verwendeten
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5.2 Beschreibung des untersuchten Brennersystems

Erdgases wurde mithilfe der Gaschromatographie ermittelt und ist in Tabel-
le 5.2 dargestellt. Diese Zusammensetzung wurde sowohl zur Bestimmung
aller notwendiger thermodynamischen Grofen, als auch fiir die Durchfih-
rungen der numerischen Simulationen dieser Arbeit genutzt. Die Verbren-
nung wurde unter hochturbulenten Stromungsbedingungen untersucht. Die
Reynolds-Zahl bezogen auf die Rohrstrémung in den Bohrungen befand sich
in den Messungen im Bereich zwischen 15 000 und 400 000.

Tabelle 5.2: Gemessene Zusammensetzung des verwendeten Erdgases

Spezies CH4 C2H6 C3H8 C02
Massen-% 84.3 9.2 24 4.1
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6 Messtechnik

6.1 Laser-Doppler-Anemometrie

Zur Beschreibung technischer Verbrennungen sind Kenntnisse tiber das zu-
grundeliegende turbulente Geschwindigkeitsfeld essenziell. Um einen Ein-
fluss auf die Stromung zu vermeiden, sind berithrungslose Messverfahren von
besonderem Interesse. Eines dieser Messmethoden ist die sogenannte Laser-
Doppler-Anemometrie (LDA), die im Vergleich zu anderen Methoden durch
ihre hohe rdumliche Auflésung hervorsticht.

Das LDA-Verfahren ist ein optisches Messsystem zur berithrungslosen
Bestimmung von Geschwindigkeitskomponenten. Diese Methode nutzt den
Dopplereffekt, der darauf beruht, dass Lichtwellen, die von bewegten Oberfla-
chen gestreut werden, eine Frequenzverschiebung erfahren, die proportional
zur Geschwindigkeit der bewegten Oberflache ist [Alb03]. Als Quelle fiir das
kohérente Licht wird in der Regel ein Laser verwendet. Auflerdem werden
Streuzentren bendtigt, die mit Hilfe von vorbeistrémenden Partikeln erzeugt
werden. Es gibt eine sehr grofle Auswahl an Materialien, die zu diesem Zwe-
cke dispergiert oder zerstaubt werden konnen. Zu den wichtigsten Faktoren
bei der Auswahl der Partikel gehoren das Stromungsfluid, die Stromungs-
bedingungen und die Temperatur. Haufig werden feine Tropfchen oder, bei
hohen Temperaturen, kleine Feststoffpartikel verwendet, in manchen Fillen
konnen aber auch Flissigkeitsverunreinigungen oder Luftblasen als Dispersi-
onszentrum dienen. Wichtig ist, dass die Partikel oder Tropfchen grof3 genug
sind, um detektiert werden zu kénnen, aber gleichzeitig klein genug sind, um
ihre Tragheit zu minimieren und damit das Folgevermdgen zu maximieren.
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Es gibt mehrere Grundaufbauten fiir LDA-Systeme, wobei sich das sogenann-
te Zweistrahlverfahren bewéhrt hat [Ruc87]. Ein solcher Aufbau ist in Abb. 6.1
dargestellt. Bei diesem Aufbau wird ein Laserstrahl durch einen Strahlteiler
in zwei gleich starke Teilstrahlen aufgespalten, die durch eine Linse in einen
Punkt refokussiert werden. Aufgrund der gauférmigen Intensitatsverteilung
des Laserstrahls bildet sich im Fokuspunkt ein ellipsoidisches Messvolumen
aus. Die Empfangsoptik kann beim Zweistrahlverfahren prinzipiell in jedem
Winkel positioniert werden, wobei zwischen Vorwirts- und Riickwértsstreu-
ung unterschieden wird. Bei Vorwartsstreuung ist der Photodetektor gegen-
iiber der Sendeoptik positioniert und detektiert somit ,vorwarts“ gestreutes
Licht. Die Anordnung der Rickwértsstreuung ist analog definiert.

Messvolumen

[/ A—

Laser ﬂ Strahl-

teiler

Fokussierlinse

Empfangsoptik
Abbildung 6.1: Aufbau eines LDA-Systems in Vorwértsstreuung

Die Physik hinter einem LDA-System kann vollstandig durch die Formeln des
Doppler-Effektes beschrieben werden. Zur Erklarung wird hier auf das an-
schaulichere Interferenzstreifenmodell zuriickgegriffen. Diesem Modell zu-
folge erzeugen die kohirenten Laserstrahlen ein Interferenzmuster aus ab-
wechselnd hoher und niedriger Lichtintensitat im Schnittvolumen. Eine Skiz-
ze dieser Betrachtung ist in Abb. 6.2 zu sehen. Diese Ebenen hoher Lichtinten-
sititen werden als ,Fringes® bezeichnet, deren Abstande dr sich mithilfe der
eingestellten Parameter des Lasers und der optischen Anordnung nach Gl. 6.1
berechnet werden kéonnen [Ruc87].
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6.1 Laser-Doppler-Anemometrie

(6.1)

Messvolumen mit ,Fringes”

(idealisiert)

Abbildung 6.2: Visualisierung des Interferenzstreifenmodells

In dieser Formel beschreibt A7 die Wellenldnge des Lasers und © den Kreu-
zungswinkel der Laserstrahlen nach Abb. 6.1.

Wenn ein Teilchen dieses Streifenmuster durchlauft, fithrt die Streuung des
Lichts an der Empfangsoptik zu einem Signal, das durch dquidistante Peaks
unterschiedlicher Intensitat gekennzeichnet ist. Die charakteristische Form
eines solchen Signales kann Abb. 6.3 entnommen werden. Die unterschiedlich
hohen Maxima werden durch die Gauf3’sche Intensitétsverteilung des Lasers
verursacht, wodurch in der Mitte des Messvolumens die hochste Intensitit
vorliegt und zum Rand hin exponentiell abnimmt. Die fiir die Messung ent-
scheidende Grof3e ist jedoch die Frequenz dieses Burstsignals, welche auch als
Dopplerfrequenz bezeichnet wird. Aufgrund der Proportionalitat der Dopp-
lerfrequenz mit der Geschwindigkeit, wird das Burst-Signal bei hohen Ge-
schwindigkeiten gestaucht, und bei langsamen gestreckt. Bedingt durch die
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6 Messtechnik

Messmethode, wird nur die Geschwindigkeitskomponente senkrecht zu die-
sem Interferenzstreifenmuster gemessen.

Lichtintensitat

Zeit

Abbildung 6.3: Charakteristisches Burstsignal in der Empfangsoptik bei Durchgang
eines Partikels durch das Messvolumen

Aus dem Burstsignal kann die Dopplerfrequenz f; bestimmt werden, die es
erlaubt die Geschwindigkeitskomponente durch folgende Gleichung zu be-
rechnen:

u, =dp - fg4 (6.2)

Hier beschreibt f; die Dopplerfrequenz des Burst-Signales. Gleichung 6.1 er-
gibt eingesetzt in Gl. 6.2 folgende Gleichung, die es erlaubt mithilfe der be-
kannten Parameter des LDA-Aufbaus und der gemessenen Dopplerfrequenz
die Geschwindigkeitskomponente des Partikels zu berechnen:

Ar - fa

"= i) o
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6.1 Laser-Doppler-Anemometrie

Mit dem bisher beschriebenen Aufbau ist es nicht moglich, das Vorzeichen
der gemessenen Geschwindigkeitskomponente zu bestimmen, und es ist auch
schwierig, sehr langsame Teilchen zu erkennen. Um dieses Problem zu 16sen,
wird die Frequenz eines der beiden Laserstrahlen mit Hilfe einer Bragg-Zelle
verschoben. Im Sinne des Interferenzstreifenmodells bewegen sich die Strei-
fen nun mit einer konstanten Geschwindigkeit. Die Auswertung der Dopp-
lersignale mit und ohne Frequenzverschiebung ist in Abb. 6.4 dargestellt. Es
ist zu erkennen, dass bei der Verwendung einer Bragg-Zelle positive und ne-
gative Geschwindigkeiten unterschiedlichen Dopplerfrequenzen zugeordnet
werden konnen und somit unterscheidbar sind. Unterhalb einer kritischen Ge-
schwindigkeit konnen mehrere mogliche Zuordnungen auftreten. Aufgrund
dieses Umstandes muss vor der Messung eine Abschatzung der groften ne-
gativen Geschwindigkeiten vorgenommen werden, um eine eindeutige Ge-
schwindigkeitszuordnung zu gewihrleisten. Fiir die korrekte Erkennung po-
sitiver Geschwindigkeiten bestehen dann keine Einschrankungen mehr.

= fD N fD +
ety “t
|
- Keine Unterscheidung méglich -> Unterscheidung méglich }
|
|
LS
|
|
fo -1 ~—"""> o' |
| | |
| | - |
| | fo i |
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| | | |
! ! ! !
T T T T
+ +
u 0 u u u 0 u u

Abbildung 6.4: Zuweisung der Geschwindigkeit einer Dopplerfrequenz ohne (links) und mit
Frequenzverschiebung (rechts)

Um eine weitere Geschwindigkeitskomponente zu messen, wird ein weiterer
Laserstrahl einer anderen Wellenldnge aufgespalten, um 90° gedreht und iiber
die gleiche Linse auf das Messvolumen fokussiert. Im Prozessor der Empfangs-
optik konnen die beiden Lichtsignale mit geeigneten Filtern getrennt ausge-
wertet werden.
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In dieser Arbeit wurden zur Erfassung der 2D-Geschwindigkeitskomponenten
zwei Laserstrahlen mit den Wellenlédngen Ay = 532 nm und 561 nm verwen-
det. Die Leistung jedes Strahls am Laserausgang betrug 180 mW, so dass
etwa 100 mW im Messvolumen fokussiert werden konnten. Dem Luftstrom
wurden Tropfen von Di-Ethyl-Hexyl-Sebacath (DEHS) zugefiihrt, die mit
einem Zerstduber erzeugt wurden. Nach Angaben des Herstellers des Parti-
kelgenerators betragt der durchschnittliche Durchmesser der Tropfen 0,5 pm.
Zur Optimierung des Signal-Rausch-Verhiltnisses wurde eine Konfiguration
im Vorwirtsstreuungsmodus gewahlt. Es wurde eine Bragg-Zelle mit einer
Frequenzverschiebung von 80 MHz genutzt, die die Messung negativer Ge-
schwindigkeiten von bis zu 280 m/s ermoglicht und damit den erwarteten
Geschwindigkeitsbereich in der Brennkammer abdeckt. Mittlere Geschwin-
digkeiten und die zugehorigen RMS-Komponenten wurden durch 20000
Einzelmessungen pro Messort ermittelt.

6.2 Abgasuntersuchung

Der Verlauf einer Reaktion ist, wie in Kapitel 4.7 beschrieben, durch eine Ver-
anderung der Stoffkonzentrationen charakterisiert. Falls die Edukte nicht voll-
standig oxidiert werden kénnen entstehen Zwischenprodukte wie Kohlen-
stoffmonoxid oder unverbrannten Kohlenwasserstoffen. Falls im Abgas sol-
che Zwischenprodukte in signifikanter Menge detektiert werden, ist keine
vollstindige Verbrennung gegeben und kann als Indikator genutzt werden,
dass die Flamme kurz vor dem Verlgschen ist.

Zur Bestimmung der Konzentration von Kohlenstoffdioxid und Kohlenstoft-
monoxid kann das individuelle Absorptionsspektrum der Molekiile genutzt
werden. Da die Abgasbestandteile der Verbrennung bekannt sind, kénnen
hierbei diskrete Wellenldngen analysiert werden. Die charakteristischen Wel-
lenldngen sind in Tabelle 6.1 dargestellt.

Da das Wasser ein breites Absorptionsspektrum nicht weit von den Ab-
sorptionslinien von Kohlenstoffmonoxid besitzt, muss dieses zunichst in
einem Kondensator entfernt werden. Im nachfolgenden Schritt kann das
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6.2 Abgasuntersuchung

restliche trockene Gas in einem nichtdispersiven Infrarotsensor (NDIR)
untersucht werden. Das Gas wird dabei von einer Infrarotquelle in verschie-
denen Messkammern mit individuellen Wellenlingen bestrahlt. Hinter den
Messkammern ist ein Strahlungssensor angebracht, der mit einem Refe-
renzgas gefiillt ist. Der Sensor erwarmt sich durch den vom Messgas nicht
absorbierten Anteil der Strahlung, die in Form einer Membranausdehnung
gemessen werden kann.

Tabelle 6.1: Charakteristische Absorptionswellenlangen verschiedener Molekiile

Spezies H,0 CH, CO, Cco
Wellenlédnge breit um 3311 4257 4668
in nm 5000
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7  Numerischer Aufbau

Die numerische Simulation der mageren Abblasegrenze stellt eine grof3e Her-
ausforderung dar, da sowohl eine detaillierte Beschreibung des Turbulenz-
feldes, als auch geeignete Verbrennungsmodelle benétigt werden, welche alle
relevanten Flammenléschmechanismen beriicksichtigen. Von besonderem In-
teresse fiir die zukiinftige Anwendungen fiir industrielle Geometrien sind die
in Kapitel 4.7 beschriebenen Modelle aus dem Bereich der Flame-Generated-
Manifold. Mit dieser Art der Modellierung lésst sich die Anzahl der erforder-
lichen Reaktionsgleichungen und damit die bendtigte Rechenleistung stark
reduzieren und steht deshalb im Fokus dieser Arbeit. Diese Art der Modellie-
rung wurde bisher nur vereinzelt fir die numerische Berechnung der mage-
ren Abblasegrenze genutzt [Akh18, Nas19, Ma19] und wurde zumeist nur fiir
die Berechnung der Abblasegrenzen einzelner Betriebspunkte verwendet. Ein
umfassender Vergleich tiber eine Vielzahl an Betriebspunkten, als auch eine
Anwendbarkeit fiir einen Multi-Strahlflammen-Brenner wurde nach Wissen
des Autors noch nicht gezeigt. Diese Untersuchung hat das Ziel diese Wis-
sensliicke zu schlieflen.

Dieses Kapitel stellt dabei den genutzten numerischen Aufbau vor. Zunéchst
wird das entworfene Gitter, sowie die Randbedingungen vorgestellt und De-
tails der Verbrennungsmodellierung aufgezeigt.

7.1 Allgemeines numerisches Setup

Die hier durchgefiihrten Simulationen wurden mithilfe des nicht-kommerziellen
Programmpakets OpenFOAM durchgefiihrt, in dem die nétigen Differential-
gleichungen mithilfe eines Finite-Volumen-Ansatzes gelost werden. In diesem
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werden die in Kapitel 3.5 vorgestellten kompressiblen Erhaltungsgleichungen
von Masse und Impuls unter Anwendung einer LES-Turbulenzmodellierung
berechnet. Die gekoppelten Druck- und Geschwindigkeitsgleichungen wer-
den mithilfe der PIMPLE-Methode berechnet, einer Koppelung des PISO- und
des SIMPLE-Algorithmuses die beispielsweise in [Hol16] erldutert ist. Fiir
die Berechnung der Wirbelviskositat wurde das in Kapitel 3.6 beschriebene
WALE-Modell genutzt. Fir die Diskretisierung der zeitlichen als auch der
raumlichen Ableitungen wurden Diskretisierungsverfahren zweiter Ordnung
verwendet.

Da der Matrixbrenner unter stark turbulenten Bedingungen untersucht wur-
de, wird weiterhin eine Modellierung der Chemie-Turbulenz-Interaktion be-
notigt, fiir das zwei verschiedene Modelle integriert und beziiglich der Vor-
hersage der Flammenstabilitatsgrenzen verglichen wurden.

Zum Einen wurde das in Kapitel 4.11 beschriebene JPDF-Modell genutzt, in
dem die Gleichungen fiir den Mittelwert (Gl. 4.87) und der Varianz (Gl. 4.88)
des charakteristischen Massenbruches Y, berechnet werden. Da ein vorge-
mischter Brenner untersucht wird, ist eine Berechnung des Mischungsbru-
ches f nicht n6tig. Daher wurden die Transportgleichung des Mischungsbru-
ches nicht gelost, womit der mittlere Mischungsbruch im Laufe der Simulation
konstant bleibt, wahrend die zugehorige Varianz auf Null gesetzt wurde.

Zum Anderen wird das in Kapitel 4.10.3 beschriebene TFC-Modell unter An-
wendung des KPP-Theorems genutzt. Hierbei wird die Transportgleichung
des Reaktionsfortschrittes direkt gelost. Die Berechnung des Quellterms er-
folgt mithilfe des aus dem KPP-Theorem hergeleiteten Ausdruckes (Gl 4.75),
wobei die turbulente Flammengeschwindigkeit mit der von Schmid vorge-
schlagenen Korrelation (Gl. 4.76) berechnet wird. Die Konstanten zur Berech-
nung der Damkdhlerzahl wurden auf die aus der Literatur empfohlenen Wer-
ten von ¢y = 1,2 und ¢, = 0,09 gesetzt.

In beiden eingesetzten TCI-Modellen ist der Einfluss von Wéarmeverlusten,
als auch der Einfluss der Streckung auf den Quellterm nicht durch explizite
Modelle beriicksichtigt.

88
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Die zugrunde liegenden Tabellen wurden mithilfe der Python-Bibliothek Can-
tera erstellt, welche die in Kapitel 4.8.2 dargestellten Erhaltungsgleichungen
der 1-dimensionalen, vorgemischten Flamme 16st. In allen Simulationen wur-
de ein mageres Erdgas-Luft-Gemisch genutzt, wobei Erdgas die in Tabelle 5.2
experimentell bestimmten Spezieskonzentrationen beinhaltet. Als zugrunde-
liegender Reaktionsmechanismus wurde der GRI 3.0 Mechanismus verwen-
det [Smi].

7.2 Beschreibung des numerischen
Rechengebietes

Fiir jede untersuchte Diise wurde ein Rechengebiet definiert und diskretisiert.
Beispielhaft ist das fiir die Diise D, genutzte Gitter in Abb. 7.1 dargestellt. Das
Fluid strémt dabei von links in die Doméne ein, die in drei Teilgebiete un-
terteilt werden kann: Zunachst ein Einlass, der einen kurzen Abschnitt der
Bohrungen umfasst, danach in die hexagonale Brennkammer fiithrt und an-
schlieend in einem wiirfelférmigen Ausstromgebiet endet. Obwohl das Ver-
halten der Stromung in dem Ausstromgebiet fiir diese Untersuchungen nicht
von Interesse ist, reduziert die Inklusion dieser Doméne das Risiko potenti-
eller numerischer Druckreflektionen zuriick in die Brennkammer. Diese kon-
nen ein numerisch induziertes Abblasen der Flamme verursachen und sind
daher zu vermeiden. Das Gitter wurde mithilfe von hexaedrischen Zellen mit
einer Zellgréf3e von 1 mm im FEinlass- und Brennkammerbereich und 4 mm
im Ausstrombereich diskretisiert. Eine zusétzliche Vergroberung des Gitters
im Bereich der Brennkammer konnte nicht durchgefithrt werden, da sich die
Position der Flamme zum Abblasen hin stark verandert, so dass tiberall in der
Brennkammer eine feine Auflosung erforderlich ist. Daraus ergibt sich eine
Gesamtzahl von etwa 1,3 Millionen Zellen fiir das gesamte Rechengebiet. Git-
ter dieses Aufbaus wurden fiir die Stromungssimulationen der Diisen Dy, D,,
D; und Djs erstellt.
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Fiir die Rechendoméne liegen drei Berandungen vor, fiir die geeignete Rand-
bedingungen festgelegt werden miissen: Die Einldsse zu Beginn der Bohrun-
gen, die Wand im Bereich der Bohrungen und in der Brennkammer und der
Auslass in alle Richtungen des Ausstromgebietes. Die definierten Randbedin-
gungen der berechneten Gréfien Geschwindigkeit, Druck und Reaktionsfort-
schritt sind in Tabelle 7.1 aufgefiihrt. Im Falle des Auslasses wird der Gesamt-
druck p;,; vorgegeben, der mithilfe des statischen Druckes py;,; und der Ge-

schwindigkeit nach Gl 7.1 berechnet wird.

Abbildung 7.1: Seitenansicht und Querschnitt des Gitters fiir die Simulation der Diise D,
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7.2 Beschreibung des numerischen Rechengebietes

Tabelle 7.1: Genutzte Randbedingungen fiir die numerische Rechnungen

Variable Geschwindigkeit Druck p Reaktionsfort-
u schritt ¢
Einlass Turbulenzgenerator V=0 0
Wand 0 V=0 V=0
Auslass V=0 Dtot = 1013 mbar V=0

Da eine LES-Simulation die zeitaufgeldste Beschreibung der eingehenden tur-
bulenten Strukturen am Doméneneinlass erfordert, wurde der in Kapitel 3.6.4
beschriebene Turbulenzgenerator genutzt. Hierzu wird die Vorgabe des mitt-
leren Geschwindigkeitsprofils benotigt. Fiir eine Rohrstromung lasst sich das
parabolische Geschwindigkeitsprofil nach Gl. 7.2 angeben. Hierfiir wird eine
Angabe der Maximalgeschwindigkeit 4,4, und des Exponenten ng;; bend-
tigt. Die verschiedenen Diisen haben alle eine identische Lange, aber unter-
scheiden sich in jhrem Bohrungsdurchmesser. Ob sich ein voll ausgebildetes
Stromungsprofil ausbildet, ist eine Funktion des Verhaltnisses der Rohrlédnge
zum Durchmesser. Als Abschétzung fiir viele turbulenten technische Anwen-
dungen wird beispielsweise von Cengel ein minimales Langen zu Durchmes-
ser Verhiltnis von 10 empfohlen [Cen06], wobei andere Autoren noch hohere
Werte vorschlagen, wie zum Beispiel Nikuradse, der ein minimales Verhéltnis
von 40 empfiehlt [Nik32]. Da das Verhiltnis der Lange zum Durchmesser bei
allen untersuchten Diisen kleiner als 10 ist, kann nicht von der Entstehung ei-
ner voll ausgebildete Rohrstromung ausgegangen werden. Fiir jede Diise wird
daher ein individuelles Geschwindigkeitsprofil erwartet. Dies wurde in die-
ser Arbeit beriicksichtigt, indem fiir die drei vorliegenden Lochdurchmesser
hochaufgel6ste LES-Simulationen einer Rohrstromung, bei einem fiir das Ex-
periment tiblichen Volumenstrom, durchgefiithrt wurden und das Geschwin-
digkeitsprofil bei der experimentellen Bohrlochlinge ausgewertet wurde. An
diese Profile wurde der Fitparameter ny;; angepasst. Ein Einfluss der Rey-
noldszahl wurde nicht weiter beriicksichtigt. Die hierdurch erhaltenen Werte
fir ny;, sind in Tabelle 7.2 aufgelistet und wurden fiir die Simulationen nicht
weiter geandert. Der Parameter u,,,, kann im Anschluss angepasst werden,
um den gewiinschten Volumenstrom einzustellen.
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7 Numerischer Aufbau

u(r) = Uy (1 — ;> " (7.2)

TBohrung

Tabelle 7.2: Parameter des mittleren Geschwindigkeitsprofils fiir den Turbulenzgenerator

Diise Dl Dz, DS D3
nfif 35,67 14,14 8,86
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8 Allgemeine Charakteristiken des
Matrixbrenners

Dieses Kapitel stellt allgemeine Charakteristiken des Stromungsfeldes und der
resultierenden Flamme im Matrixbrenner vor. Hierzu wird zunichst das ge-
messene Stromungsfeld unter nicht-reaktiven Bedingungen vorgestellt. Da-
nach wird die sich in diesem Stromungsfeld bildende Flamme und ihr Verhal-
ten auf die Veranderung verschiedener Betriebsparameter untersucht.

8.1 Nicht-reaktives Stromungsfeld und
Reynoldsiahnlichkeit

Grundlegend fiir das Verstandnis der Verbrennungsphinomene in einem
Brennersystem ist die Kenntnis des zugrunde liegenden Stromungsfeldes.
Zur Beschreibung der Flammenstabilitat ist es wichtig, die Stromungsfiih-
rung innerhalb der Brennkammer zu untersuchen, die einerseits zu Effekten
wie Rezirkulationszonen fithrt und andererseits mafigeblich fiir die Bildung
von Turbulenz ist. Diese Phianomene werden zunédchst im reaktionsfreien
Stromungsfeld untersucht. Hierbei wird auch das Verhalten auf Geschwin-
digkeitsveranderungen, sowie der Einfluss der geometrischen Parameter
der Diisen analysiert. Hierzu wird neben der mittleren Geschwindigkeit
auch die turbulente Schwankungsgeschwindigkeit in Form der turbulenten
kinetischen Energie verglichen.

Zur Untersuchung des reaktionsfreien Stromungsfeldes wurde die Brennkam-
mer mit vorgewarmter Luft durchstrémt und mit einer LDA-Messeinrichtung
unter Nutzung eines diodengepumpten Festkorperlaser vermessen. In der
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

vorliegenden Arbeit wurden die axiale Geschwindigkeitskomponente u
(Hauptstromungsrichtung) und eine transversale Geschwindigkeitskompo-
nente v bestimmt. Aufgrund der Beschrinkung durch den Strahlenwinkel
der Laser im LDA-Messaufbau konnten jedoch Geschwindigkeitsprofile un-
terhalb eines Diisenabstands von HAB);, nicht gemessen werden. Dariiber
hinaus war der Messbereich durch den hexagonalen Aufbau auf den zentralen
Bereich der Brennkammer beschrankt, so dass keine Geschwindigkeiten in
der Nahe der Wiande erfasst werden konnten.

Die Geschwindigkeitsmessungen fokussierten sich dabei auf die in Abb. 8.1
markierten Messlinien, die punktweise vermessen wurden. Die beiden Linien
stellen Extremflle in Bezug auf den Bohrungsabstand in der Diise dar. Auf der
Swmin-Linie ist der minimale Abstand benachbarter Bohrungen vorzufinden,
wihrend die Sy, -Linie eine gute Erfassung des Bereichs zwischen den Boh-
rungen ermoglicht, in der potentielle Riickstromzonen erwartet werden. Die
Geschwindigkeit ist entlang dieser Linien bei verschiedenen Héhen iiber der
Brennerplatte (engl. height above burner, HAB) gemessen worden. Zudem ist
die Richtung der transversalen Geschwindigkeit v in Abb. 8.1 verzeichnet.

Smin SMax

Abbildung 8.1: Die beiden vermessenen Messlinien der Geschwindigkeitsuntersuchung mithilfe
des LDA-Systems
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HAB/rBohrung [_]

HAB/rBohrung [_]
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Axiale Geschwindigkeit u[m/s]

Abbildung 8.2: Axiales Geschwindigkeitsfeld # der reaktionsfreien Stromung der Diisen (von
oben: Dy, D, und Dj3) auf der Spj,-Messlinie

95



8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

Zunichst sind gemessene mittlere axiale Stromungsgeschwindigkeiten der
drei Diisen Dy, D, und D5 entlang der Sp;;;,-Messlinie in Abb. 8.2 in Abhangig-
keit des mit dem individuellen Bohrungsdurchmesser normierten HAB und
des normierten Radius dargestellt. Es ist zu sehen, dass sich bei jeder Diise
ein Geschwindigkeitsmaximum tiber jeder Bohrungen ergibt. Riickstromzo-
nen (markiert als schwarze Bereiche) werden auf dieser Messlinie bei der Dii-
se D; nicht beobachtet und bei den Diisen D, und D3 nur an einzelnen Mess-
punkten. Insgesamt fallt bereits eine optische Ahnlichkeit dieser Geschwin-
digkeitsfelder auf, deren Verhalten im Folgenden genauer analysiert wird.

Ein Vergleich der beiden gemessenen Geschwindigkeitskomponenten, der
axialen Geschwindigkeitskomponenten u und der transversalen Kompo-
nenten v, ist in Abb. 8.3 abgebildet. Links ist dabei das Profil entlang der
Smax-Linie abgebildet, das wie bereits vorgestellt, parabolische Geschwin-
digkeitsprofile mit Geschwindigkeitsmaxima {iber den Bohrungen ausbildet
und dazwischen Geschwindigkeiten nahe Null erreicht. Rechts ist die Ge-
schwindigkeitsverteilung der Sjs,.-Linie dargestellt, in der zentral wieder
ein Geschwindigkeitsmaximum vorliegt, jedoch im Bereich zwischen den
Bohrungen zusatzlich eine signifikante Rezirkulationszone aufweist. In diesen
werden negative axiale Geschwindigkeiten von etwa 5 bis 10 % der mittleren
volumetrischen Bohrungsgeschwindigkeit u, gemessen. In den Abbildungen
ist im Vergleich die transversale Geschwindigkeit v aufgetragen. Es ist zu

15
----- Axiale Geschwindigkeit u 14 ----- Axiale Geschwindigkeit u
—— Transversale Geschwindigkeit v — Transversale Geschwindigkeit v
— 12
| N,
— 1
s}
5| oo08
g N
= 0.6
0.4
0.2
0
5 4 3 2 1 0 1 2 3 4 5 5 4 3 2 1 0O 1 2 3 4 5
r//rBohrung [-] r//rBohrung -]

Abbildung 8.3: Vergleich der beiden gemessenen Geschwindigkeitskomponenten # und v der
Diise D3 bei g = 35 m/s auf der Spyjj,- (links) und Spsqx-Messlinie (rechts) bei
HABwin

96



8.1 Nicht-reaktives Stromungsfeld und Reynoldsahnlichkeit

sehen, dass fiir beide Messlinien diese weniger als 5 % der mittleren volume-
trischen Geschwindigkeit betragt und in allen Bereichen betragsméafiig sehr
viel geringer ist als die axiale Geschwindigkeit. Da der Energiegehalt der
Strémung im transversalen Geschwindigkeitsfeld sehr viel geringer ist, als
das des axialen Geschwindigkeitsfeldes wird diese Stromungskomponente
im Weiteren nicht genauer untersucht.

Im weiteren Verlauf wurde untersucht, wie sich die Geschwindigkeitsprofile
bei einer Verdnderung des Volumenstroms verhalten. Hierzu sind in Abb. 8.4
Geschwindigkeitsverteilungen der beiden Messlinien der Diise D; bei ver-
schiedenen Volumenstrémen dargestellt. In den Abbildungen sind die axia-
len Geschwindigkeitsprofile, normiert mit der volumetrischen Austrittsge-
schwindigkeit ug bei verschiedenen Volumenstromen abgebildet. Es ist zu se-
hen, dass bei Normierung mit der Austrittsgeschwindigkeit sich nahezu iden-
tische Profile ergeben. Die Profile skalieren somit mit dem eintretenden Vo-
lumenstrom. Dies wird fiir beide Messlinien beobachtet. Insbesondere wird
beobachtet, dass der Betrag der Rezirkulationsgeschwindigkeit auch mit dem
Volumenstrom skaliert.

Wy [—]
Wu, [—]

25 5

5 2

25 5 5 2

5 0
r//rBohrung [_]

5 0
r//rBohrung [_]

Abbildung 8.4: Gemessene normierte axiale Geschwindigkeiten u der Diise D3 bei verschie-
denen Volumenstrémen entlang der Spjp - (links) und Sprqx-Messlinie (rechts)
bei HABpgin

Eine zentrale Grof3e in der turbulenten Verbrennungsmodellierung ist das in-

tegrale Laingenmafd der Turbulenz L;. Dieses wurde aus den experimentellen

LDA-Messungen mittels der in Kapitel 3.3 beschriebenen Methode bestimmt.
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

Die Messpunkte befanden sich diisennah, mit einem HAB von etwa ein bis
zwei Lochdurchmesser und sind in Tab. 8.1 fiir verschiedene Betriebspunk-
te dargestellt. Hierbei konnen zwei Schlussfolgerungen gezogen werden: Zu-
nichst ist im untersuchten Bereich keine eindeutige Abhéngigkeit des inte-
gralen Langemafles von der Geschwindigkeit und der Vorwarmtemperatur
zu beobachten. Weiterhin liegen die gemessenen normierten integrale Lén-
gemafle weitestgehend im Bereich von 0,4 bis 0,5 Bohrungsdurchmesser, was
sich auch mit Messungen turbulenter Rohrstrémungen aus der Literatur deckt
[Hor99].

Tabelle 8.1: Experimentell bestimmte integrale Laingenmafie der Turbulenz L; nahe des Diisen-
austrittes fir verschiedene Diisen und Betriebsbedingungen

Diise D1 D2 D3

To[°C] 50 100 200 50 100 200 50 100 200
ug[m/s] 33 38 48 33 38 48 33 38 48
Li/dpoprung | 042 0,43 053 | 0,41 048 058 | 030 0,29 0,64

Auch wurde die turbulente Schwankungsgeschwindigkeit untersucht. Hierzu
wurde die turbulente kinetische Energie TKE nach Gl. 3.5 verglichen. Zur
Berechnung dieser wurde angenommen, dass die dritte nicht gemessene
RMS-Geschwindigkeitskomponente dieselben Werte annimmt, wie die der
gemessenen transversale Geschwindigkeit v. Diese Annahme ist gerechtfer-
tigt, da die transversale Geschwindigkeit sehr viel niedriger ist als die axiale
Geschwindigkeit. Resultierende TKE-Profile der Diise D; sind in Abb. 8.5
fir verschiedene Volumenstrome abgebildet. Die Profile der TKE bilden
zu jeder Seite zwei Spitzen aus. Diese befinden sich an den Wendepunk-
ten der Profile der mittleren Geschwindigkeit und damit an den hochsten
Gradienten der Geschwindigkeit, wo die starksten Scherkrifte wirken, die
diese Turbulenz erzeugen.

Im Zentrum, im dem der Geschwindigkeitsgradient ein Minimum ausbildet,
wird auch ein Minimum der TKE beobachtet. Da die Turbulenz in der Tur-
bulenzkaskade ihre Energie aus der mittleren Stromung bezieht wird hier ei-
ne Normierung mithilfe des Quadrats der Diisenaustrittsgeschwindigkeit u,
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vorgeschlagen. Mithilfe dieser Normierung ist zu sehen, dass sich identische
Profile ausbilden, in denen die Lokalisierung als auch die Betrage der Mini-
ma und der Maxima gut ibereinstimmen. Die leichten Differenzen sind der
héheren Ungenauigkeit der Messung der Geschwindigkeitsfluktuationen zu-
zuschreiben. Somit skaliert sowohl das mittlere Geschwindigkeitsfeld als auch
die erzeugte Turbulenz mit dem Volumenstrom, was als Reynoldséhnlichkeit
des Stromungsfeldes bezeichnet wird.
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Abbildung 8.5: Gemessene normierte Verlaufe der turbulenten kinetischen Energie TKE
der Diise D bei verschiedenen Volumenstromen auf der Spyj,-Messlinie bei
HAB = 0,7 - dpohrung

Im vorherigen Abschnitt wurde die Abhéngigkeit des erzeugten Stromungs-
feldes vom Eingangsvolumenstrom untersucht. Weiterhin ist von Interesse,
ob die Diisen der verschiedenen Bohrungsdurchmesser, die zueinander eine
lokale geometrische Ahnlichkeit aufweisen, auch ahnliche Strémungsfelder
ausbilden. Die bereits gezeigten Schnittbilder in Abb. 8.2 lielen eine Ahnlich-
keit der Stromungsfelder vermuten, die sich nur in der axialen und radialen
Ausdehnung unterscheiden. Zur Uberpriifung ist ein Vergleich der Geschwin-
digkeitsprofile normiert mit dem Bohrungsradius der verschiedenen Diisen
in Abb. 8.6 abgebildet. Das Stromungsprofil stimmt bei den Diisen gut tiber-
ein, wodurch sich ein quasi identischer Verlauf entwickelt. Das mittlere Ge-
schwindigkeitsfeld skaliert somit sowohl mit dem Bohrungsdurchmesser als
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

auch mit dem Volumenstrom. Es besteht somit eine geometrische Ahnlich-
keit der Diisen, die zu dhnlichen Stromungsfelder fithrt. Weiterhin wird eine
Reynoldsihnlichkeit der Stromung beobachtet.
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~
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r//rBohrung [_]

Abbildung 8.6: Gemessene normierte Verlaufe der mittleren Geschwindigkeit u der Diisen bei
Ug = 38 m/s auf der Spsip-Messlinie bei HAB = 0,7 - dpohrung

Im Folgenden wird untersucht, wie sich die geometrischen Veranderungen der
Verteilung und der Grofle der Bohrungen auf die Erzeugung der Turbulenz
auswirkt. Da die LDA-Messungen auf den zentralen Bereich der Brennkam-
mer beschréinkt sind, wird hier auf die numerische Strémungssimulation zu-
riickgegriffen, die Turbulenzwerte fiir die gesamte Brennkammer liefert. Sol-
che nicht-reaktiven Stromungssimulationen wurden fiir die Diisen D; und Ds
bei einer Diisenaustrittsgeschwindigkeit von ug = 35 m/s durchgefiithrt. Durch
eine Analyse der zeitlich fluktuierenden Geschwindigkeitsfelder wurden die
RMS-Komponenten der Geschwindigkeit bestimmt und daraus die turbulente
kinetische Energie TKE berechnet. In Abb. 8.7 ist die numerische berechnete
Verteilung der TKE der Diisen D; und D; in einem Schnittbild dargestellt. Es
ist zu sehen, dass die Turbulenzbildung konusférmig tiber jeder Bohrung statt-
findet. Das grofite Maximum befindet sich bei beiden Diisen in Wandnéhe.
Dies lésst sich durch die starke duflere Rezirkulation in Wandnéhe erklaren,
die durch die hohen negativen axialen Geschwindigkeiten zu einem starken
Geschwindigkeitsgradienten fithren. Die maximale negative Geschwindigkeit
ist bei beiden Diisen hierbei nahezu identisch (hier nicht gezeigt), was bei den
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kleineren geometrischen Abmessungen der Diise D; zu einem héheren Ge-
schwindigkeitsgradienten fiihrt. Fiir die zentralen Bohrungen wird eine er-
hohte Turbulenzproduktion der Diise D; beobachtet, in dem nahezu doppelt
so hohe TKE-Werte beobachtet werden.

TKE/u2 [-]

018 2500001

0.000e+00

0.06 012
|| LI

Abbildung 8.7: Numerisch berechnete Verteilungen der normierten TK E der Diisen D; (oben)
und D3 (unten) bei ug = 35 m/s

Um die globale Turbulenzproduktion der beiden Diisen zu vergleichen, sind
in Abb. 8.8 die in Abb. 8.7 dargestellten Simulationen in Form einer iiber die
Querschnittsfliche normal zur Hauptstromungsrichtung gemittelten TKE als
Funktion des auf den jeweiligen Bohrungsdurchmesser normierten axialen
Abstandes zur Diise dargestellt. Beide Diisen bilden einen qualitativ dhnli-
chen Verlauf: Dieser steigt zu Beginn der Dise steil an und bildet bei beiden
Diisen nach einem Abstand von etwa drei Bohrungsdurchmessern ein Maxi-
mum der TKE aus. Diese fallt dann wieder rasch ab und nimmt nach etwa 10
Bohrungsdurchmessern ein Minimum an, um dann bis zum Ende der Brenn-
kammer vergleichsweise schwach zuzunehmen. Es fillt auf, dass die erzeugte
Turbulenz in Form der TKE der Diise D; stetig hoher ist als die der Diise Ds.
Es besteht somit eine Abhéngigkeit der Turbulenzerzeugung vom Bohrungs-
durchmesser.
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Zur Erklarung dieses Phanomens konnen die einzelnen Freistrahlen betrach-
tet werden, die mit ihrer Umgebung interagieren, indem sie Impuls austau-
schen und dabei die Stromungsprofile angleichen. Im Rahmen dieses Aus-
gleichsprozesses kommt es zu einer Reduktion der Geschwindigkeitsgradien-
ten, welche als primire Ursache fiir die Entstehung von Turbulenzen identi-
fiziert werden konnen. Der Austauschprozess ist abhangig von der turbulen-
ten Diffusion, den Geschwindigkeitsgradienten sowie der Austauschflache.
Letztere wird durch den konischen Bereich um den Freistrahl definiert. Bei
einem konstanten Blockierungsverhéltnis zeigt sich, dass die Austauschfla-
che umgekehrt proportional zum Durchmesser des Lochs ist, was impliziert,
dass der Austauschprozess bei kleineren Lochdurchmessern beschleunigt ver-
lauft. Weiterhin ist auch ein Unterschied in der turbulenten Dissipationsrate
zu erwarten: Wie in Kapitel 3.3 beschrieben wurde ist die turbulente Dissipa-
tion umgekehrt proportional zum integralen turbulenten Langemaf} L,. Dem-
entsprechend ist bei der Diise D3 eine hohere Dissipation der Turbulenz zu
erwarten als bei der Diise D1.

Da sich mit zunehmender Turbulenz die Flammengeschwindigkeit erhoht, ist
zu erwarten, dass der stabile Betriebsbereich der Flamme mit zunehmendem
Bohrungsdurchmesser erweitert wird.

TRE [ -]

2‘0 2‘5 3‘0 3‘5 40
HAB/dBohrung [_]

Abbildung 8.8: Simulierte normierte Verlaufe der tiber die Querschnittsfliche gemittelten TKE
der Diisen D und D3 bei U = 35 m/s iiber den axialen Verlauf
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8.2 Allgemeines Erscheinungsbild der Flamme

In diesem Kapitel wird zunachst die numerische Wiedergabe der Flammen-
form unter Nutzung der beiden TCI-Modelle prasentiert als auch der Einfluss
der Betriebsbedingungen diskutiert.

Dazu sind in Abb. 8.9 numerisch berechnete Schnittbilder des Reaktions-
verlaufs fiir einen leicht mageren Betriebspunkt der Diise D, dargestellt.
Hier stromt das unverbrannte Gemisch von links durch die Bohrungen nach
rechts in die Brennkammer. Bei diesen Betriebsbedingungen berechnen beide
Modelle iiber jeder Bohrung eine einzelne Flamme, deren Frischgasbereiche
(blaue Zone) optisch deutlich von denen der benachbarten Flammen ge-
trennt ist. Allerdings ist ein sehr grofler Unterschied in der Flammenlénge
zu beobachten, in dem das TFC-Modell im Vergleich zum JPDF-Modell fast
die doppelte Flammenldnge berechnet. Dariiber hinaus besteht eine grofie
Diskrepanz in der Darstellung der Flammendicke, die insbesondere in den
Momentenaufnahmen gut erkennbar ist. Wahrend das JPDF Modell sehr
diinne Flammenfronten im Bereich weniger mm berechnet, erstreckt sich
die Flammendicke bei Verwendung des TFC-Modells nahezu iiber die halbe
Lange der Brennkammer und erreicht fiir diesen Betriebspunkt keinen voll-
standigen Ausbrand am Brennkammerausgang. In den Momentaufnahmen
ist zu erkennen, dass die Anderung des Reaktionsfortschritts von ¢ = 0 (Re-
aktanten, blaue Zone) auf einen Wert von ¢ = 0,5 (teilweise verbrannt, griin),
vergleichbar zum JPDF-Modell, innerhalb weniger mm erfolgt, jedoch wird
eine viel langsamere zweite Halfte der Reaktion berechnet, die diese Zone
iiber eine grofie Strecke dehnt. Eine Erklidrung fir diesen Unterschied ist
vermutlich auf die unterschiedlich modellierten Reaktionsraten entlang des
Reaktionspfades der beiden TCI-Modelle zuriickzufiihren, die im TFC-Modell
zu einer erheblichen Verlangsamung der Reaktionsgeschwindigkeit gegen
Ende der Reaktion fithren. Dieser Unterschied wurde in Kapitel 4.10.3 bereits
ausfithrlicher diskutiert.

Dies wirkt sich auch auf die Uberlappung der Reaktionszone benachbarter
Strahlflammen aus. In den Momentaufnahmen des JPDF-Modells ist zu erken-
nen, dass zwischen den Strahlflammen weitestgehend vollstandig verbrannte
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Abgase vorliegen und sich die Flammen nur punktuell berithren. Im zeitlichen
Mittel bilden diese punktuellen Kontakte kurze Briicken in der Reaktionszone
zwischen allen Strahlflammen aus, wobei die einzelnen Strahlflammen optisch
noch gut zu unterscheiden sind. Beim TFC-Modell, in dem die Reaktionszonen
deutlich breiter sind, fiillen die Reaktionszonen die Zwischenraume zwischen
den Strahlen aus.

Momentaufnahme Zeitlich gemittelt

JPDF
Modell

TFC
Modell

Reaktionsfortschritt [-]

0 \“M\H\ !

Abbildung 8.9: Vergleich der simulierten Verteilung des Reaktionsfortschrittes zwischen dem
JPDF- und dem TFC-Modell fiir die Diise D, bei T = 100 °C, ug = 35 m/s und
A=14

Experimentelle Abgasmessungen haben an diesem Betriebspunkt ergeben,

dass am Ende der Brennkammer ein vollstdndiger Ausbrand vorliegt. Von den

beiden Modellen wird diese Beobachtung nur vom JPDF-Modell erfillt.

8.2.1 Verhalten der Flammenform unter Nutzung des
TFC-Modells

Der vorherige Vergleich der Flammenform der beiden Modelle wurde fiir ei-
nen leicht mageren Betriebspunkt durchgefiihrt. Fiir die Gasturbinenindustrie
ist zur Reduzierung schédlicher NOx-Emissionen der Betrieb bei hohen Luft-
zahlen von Interesse. Im Folgenden wird das Verhalten der Flamme bei einer
Erhohung der Luftzahl untersucht. In diesem Kapitel werden zunéchst die Er-
gebnisse des TFC-Modells prasentiert. Hierzu sind in Abb. 8.10 Schnittbilder
der Verteilung des Reaktionsfortschrittes der Diise D, bei einem konstanten
Gemischvolumenstrom unter Variation der Luftzahl 1 dargestellt.
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Fiir den nahestdchiometrischen Fall 4 = 1,11 bildet sich iiber jeder Bohrung
eine einzelne Flamme aus, deren Reaktionszone klar von der benachbarter
Flammen getrennt ist und die Zwischenrdume mit Abgasen gefiillt sind. Die
Flammendicke ist an diesem Betriebspunkt vergleichsweise diinn, aber ist
dennoch bereits um ein Vielfaches dicker als beim vorherigen vorgestellten
JPDF-Modell. Bei einer Erhohung auf A = 1,40 wird eine starke Ausdeh-
nung der Reaktionszone beobachtet, sodass kein vollstindiger Ausbrand am
Brennkammeraustritt beobachtet wird. Die Strahlen der Frischgase (markiert
in blau) verldngern sich dabei nur minimal. An diesem Betriebspunkt sind
die Zwischenrdume mit einer gemeinsamen Reaktionszone gefiillt. Bei einer
weiteren Erh6hung der Luftzahl auf A = 1,61 nimmt die Flammendicke weiter
stark zu, wahrend sich die axiale Ausdehnung der Frischgasstrahlen nur mini-
mal verlangert. Dies fiithrt dazu, dass der Ausbrand am Brennkammeraustritt
weiter sinkt. Aufgrund verstarkter radialer Fluktuationen iberlappen die
Frischgasstrahlen der einzelnen Strahlen, sodass diese nicht tiberall eindeutig
voneinander unterschieden werden kénnen und es sich ein naherungsweise
reaktionsfreies Zentrum an Frischgas bildet. Weiterhin reichen die zentralen
Strahlen im Vergleich zu den aufen liegenden Strahlen weiter in den Brenn-
raum hinein, wodurch insgesamt eine gemeinsame kegelférmige Flamme
entsteht. Wird die Luftzahl noch weiter auf 4 = 1,77 erhoht, dehnt sich das

Momentaufnahme Zeitlich gemittelt

=111

A =140

=161

A=177

Abbildung 8.10: Darstellung der simulierten Flammenform der Diise D bei verschiedenen Luft-
zahlen berechnet mit dem TFC-Modell bei Tg = 100 °C und uq = 35 m/s
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

Frischgas sowohl in axialer als auch radialer Richtung stark aus und nimmt
einen Grof3teil des Volumens der Brennkammer ein. An diesem Betriebspunkt
befinden sich sowohl am Ende der Brennkammer als auch in den Rezirku-
lationszonen nahe der Diuse noch stabile Reaktionszone vor, wihrend der
Grofiteil der Flamme aus der Brennkammer hinausgetragen wurde.

8.2.2 Verhalten der Flammenform unter Nutzung des
JPDF-Modells

Im Folgenden wird das Flammenverhalten unter Nutzung des JPDF-Modells
mit steigender Luftzahl betrachtet. Dazu sind in Abb. 8.11 Schnittbilder des
Reaktionsfortschrittes fiir die Diise D, fiur einen konstanten Gemischvolu-
menstrom bei steigender Luftzahl dargestellt. Bei nahestéchiometrischen Be-
dingungen von A = 1,11 bilden sich kurze Strahlflammen {iber jeder Bohrung
aus, deren Reaktionszone eindeutig von der benachbarter Flammen getrennt
ist. Bei einer Steigerung auf A = 1,24 nehmen Fluktuationen der Flammenfront
in radialer Richtung zu, was zu punktuellen Kontakten der Flammen fiihrt.

Momentaufnahme Zeitlich gemittelt
A=111
A=1.24 E
A=1,61 Ef
|
A=1,68

Abbildung 8.11: Darstellung der simulierten Flammenform der Diise D bei verschiedenen Luft-
zahlen berechnet mit dem JPDF-Modell bei T = 100 °C und ©g = 30 m/s
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8.2 Allgemeines Erscheinungsbild der Flamme

Dies fiithrt im zeitlichen Mittel zu einer diinnen Briicke zwischen den Flam-
men. Die Flammenldnge bleibt im Vergleich zum vorherigen Betriebspunkt
annahernd konstant. Wird die Luftzahl weiter auf 1 = 1,61 erhoht, nimmt
die Interaktion in radialer Richtung zu, wodurch beginnend ab einer Distanz
von etwa zwei Bohrungsdurchmesser die Einzelflammen optisch nicht mehr
voneinander zu unterscheiden sind. Die Flamme verlangert sich im Zentrum
deutlich, wodurch sich vergleichbar zu den Beobachtungen des TFC-Modells
eine gemeinsame kegelférmige Flamme ausbildet. An diesem Umschlagpunkt
bildet die Flamme im zeitlichen Mittel eine vergleichsweise breite Reaktions-
zone aus. Wird die Flamme auf eine Luftzahl von 1 = 1,68 abgemagert, ver-
langert sich der Flammenkegel und erreicht bei diesem Betriebspunkt nahezu
das Ende der Brennkammer. Der Abstand, an dem die einzelnen Strahlflam-
men nicht mehr voneinander zu unterscheiden sind und die als Abhebehdhe
dieser Kegelflamme bezeichnet werden kann, bleibt im Vergleich zum vorhe-
rigen Betriebspunkt unverdndert. Im Gegensatz zum TFC-Modell bleibt die
Flammendicke der instantanen Flammenfront iiber alle Betriebspunkte hin-
weg naherungsweise konstant.

Es ist zu sehen, dass ein Umschlag der Flammenform von kurzen einzelnen
Strahlflammen bei niedrigen Luftzahlen, zu einer langen, gemeinsamen koni-
schen Flamme bei hoheren Luftzahlen erfolgt. Dieser Umschlag wird ebenfalls
beobachtet, wenn bei konstanter Luftzahl der Gemischvolumenstrom erhoht
wird. Zur Demonstration dieses Phénomens sind in Abb. 8.12 die Flammen-
oberflachen, charakterisiert durch die Isofliache ¢ = 0,5, der Diise D; fiir ver-
schiedene Eintrittsgeschwindigkeiten dargestellt. Obwohl hier mit A = 1,7 ein
vergleichsweise magerer Betriebspunkt berechnet wurde, bilden sich durch
die niedrige Eintrittsgeschwindigkeit von ug = 20 m/s trotzdem die bereits ge-
zeigten einzelnen Strahlflammen. Wird die Geschwindigkeit auf ug = 35 m/s
erhoht bildet sich eine gemeinsame Kegelflamme, deren Lange mit weiterer
Geschwindigkeitszunahme zunimmt. Der Flammenumschlag von einzelnen
Strahlflammen zur gemeinsamen konischen Flamme kann somit auch durch
eine Erhchung des Gemischvolumenstromes hervorgerufen werden.

Neben der Flammenlidnge unterscheiden sich die beiden Flammenformen in
der Verteilung der Reaktionszonen. Zu diesem Zweck ist in Abb. 8.13 ein
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

Schnittbild der Verteilung der Reaktionsrate der soeben vorgestellten Simu-
lationsreihe dargestellt. Das untere Diagramm stellt dabei die iiber eine zur
Stromungsrichtung normalen Flache gemittelte Reaktionsrate als Funktion
des axialen Abstandes zur Diise der beiden Flammenformen dar.

Reaktions-

fortschritt [-]

20 m/s

Uy =

35 m/g

1=1,70
Ty =100°C

53 m/S Uy =

Uy =

Abbildung 8.12: Darstellung der simulierten Flammenform der Diise D; bei verschiedenen Ein-
trittsgeschwindigkeiten berechnet mit dem JPDF-Modell

Im Falle der einzelnen Strahlflammen (oberes Schnittbild) bildet sich eine kon-
zentrierte Reaktionszone zum Ende der Strahlflammen aus, in der die Reakti-
onsrate zu den Wianden hin auf Null abfallt. Im Kontrast bildet die Kegelflam-
me (unteres Schnittbild) ein nahezu reaktionsfreies Zentrum aus, wiahrend die
Reaktionszonen ringsum in Form eines Kegels verteilt ist. In dieser Flammen-
form liegen die reaktionsintensivsten Bereiche nahe an den Brennkammer-
wénden. Dies hat eine besondere Bedeutung fiir die Brennkammerauslegung,
da die Kegelflamme eine hohere Anfilligkeit fiir Warmeverluste aufweist und
héhere Anforderungen an die Temperaturresistenz der genutzten Brennkam-
merwerkstoffe stellt. Zuletzt wird in den beiden Flammenformen ein Unter-
schied in der Verteilung der Reaktionsrate iiber den axialen Verlauf festge-
stellt (unteres Diagramm): Wahrend die Hauptreaktionszone der einzelnen
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8.3 Bestimmung der Flammenform

Strahlflammen iiber einen kurzen Abstand im Bereich von 4 bis etwa 9 Loch-
durchmessern konzentriert ist, ist diese fir die Kegelflamme beginnend bei
der Abhebehdhe von etwa zwei Lochdurchmessern vergleichsweise konstant
bis zum Ende der Brennkammer. Zwei lokale Maxima werden zu Beginn der
Kegelflamme und zum Ende des reaktionsfreien Zentrums beobachtet. Ob-
wohl die globale thermische Leistung der beiden Betriebspunkte um mehr als
den Faktor Zwei unterschiedlich ist, werden vergleichbare Betridge der Maxi-
ma der flichengemittelten Reaktionsratenverteilungen beobachtet.

o  Reaktionsrate @y,

Indiv. Maximum

Einzelflammen
20 m/s

Kegelflamme
53 m/s

. kg
@y, [m3s]

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18
Normierter axialer Abstand HAB/dp, 5, [-]

Abbildung 8.13: Vergleich der Reaktionszonen der beiden Flammenformen

8.3 Bestimmung der Flammenform

Wie in den letzten beiden Abschnitten beschrieben wurde, zeigen beide TCI-
Modelle einen Ubergang von isolierten Einzelflammen zu einer gemeinsamen
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

kegelformigen Flamme. Da die beiden auftretenden Flammenformen unter-
schiedliche Flammeneigenschaften aufweisen, die die Auslegung und Dimen-
sionierung des Matrixbrenners mafigeblich beeinflussen, ist eine Vorhersage,
unter welchen Betriebsparametern ein Umschlagpunkt zu erwarten ist, von
grundlegender Bedeutung. In diesem Abschnitt werden daher die Zusammen-
hange zwischen dem Flammenumschlag und den geometrischen Parametern
der Diisen und anderen Betriebsparametern naher untersucht. Da der Flam-
menumschlag bei den Berechnungen des JPDF-Modells aufgrund der wesent-
lich dunneren Flammenfronten markanter hervortritt, fokussieren sich die Be-
rechnungen der Flammenumschlagspunkte auf dieses Modell.

Der Flammenumschlag lasst sich durch eine Erh6hung der Luftzahl, als auch
durch eine Erh6hung des Gemischvolumenstroms induzieren. Fir die nume-
rische Berechnung bietet sich die Erhhung des Gemischvolumenstroms an,
wodurch die Transportgleichung des Mischungsbruches nicht gelost werden
muss und die notwendige Grofie der chemischen Tabelle verringert wird. Bei-
de Effekte tragen zur Reduktion der benétigten Rechenzeit bei.

Der Flammenumschlag wird mithilfe einer transienten Simulationen berech-
net, in der der Gemischvolumenstrom stufenweise erhéht wird. Der Gemisch-
volumenstrom wird tiber die volumetrische Bohrungsgeschwindigkeit u cha-
rakterisiert. Ein beispielhaftes transientes Profil der Geschwindigkeit zur In-
duktion des Flammenumschlags ist in Abb. 8.14 dargestellt. Hierbei wird mit
einer Geschwindigkeit begonnen, bei der einzelne Strahlflammen vorliegen.
Diese Geschwindigkeit wird fiir ein Zeitintervall At gehalten und dann na-
hezu sprungweise um Aug, erhoht. Die Geschwindigkeitserh6hung wird so
lange wiederholt, bis ein Flammenumschlag beobachtet wird. Die gewahlten
Werte von At liegen im Bereich von 30 bis 50 ms, wahrend Geschwindigkeits-
erhéhungen von Au, = 3 bis 5 m/s gewahlt wurden.

Da der simulierte Zeitraum At konstanter Geschwindigkeit fiir eine sinnvol-
le zeitliche Mittelung der berechneten Felder nicht lange genug ist, wurde
die Flammenform anhand Schnittbilder der momentanen Verteilung des Re-
aktionsfortschrittes bestimmt. Zur Zuordnung der derzeit vorliegenden Flam-
menform (einzelne Strahlflammen oder gemeinsame Kegelflamme) wurde die
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8.3 Bestimmung der Flammenform

Verteilung der Abgaszonen herangezogen. Bei der Flammenform der einzel-
nen Strahlflammen ist jede einzelne Flamme vollstdndig von Abgas umge-
ben. Im Gegensatz dazu breitet sich bei der konischen Flamme die Edukt-
und Reaktionszone nahezu iiber den gesamten Radius der Brennkammer aus,
und die Abgaszonen werden von der Mitte zur Wand gedriickt. Dieser Um-
stand kann mithilfe radialer Auswertelinien bewertet werden und zur Eintei-
lung der Flammenform genutzt werden. Eine beispielhafte Auswertung der
Flammenform bei der Berechnung der Diise D; ist beispielhaft in Abb. 8.15
fur zwei verschiedene Betriebspunkte dargestellt. Hierzu werden Schnittbil-
der entlang der Sjys;,-Messlinie zunéchst anhand des Reaktionsfortschrittes
in drei Bereiche unterteilt: Unverbranntes Frischgas (¢ < 0,1), Reaktionszo-
ne (0,1 < ¢ < 0,9) und Abgas (c > 0,9). In jedem der beiden Bilder ist bei-
spielhaft eine radiale Auswertelinie als schwarze Linie eingezeichnet, in der
die Uberginge zwischen Abgas und Reaktionszone gezihlt werden. Im Falle
der einzelnen Strahlflammen (linkes Bild) ist jede Flamme von Abgas umge-
ben, wodurch eine Vielzahl an Ubergingen gezihlt wird, die abhingig von
der Lochanzahl der genutzten Diise ist. Sobald eine konische Flamme vorliegt
(rechtes Bild) besteht das Innere der Brennkammer nur noch aus unverbrann-
ten Eduktzonen und Reaktionszonen, wihrend die Abgaszonen auf die wand-
nahe Bereiche beschréinkt ist. Bei der Kegelflamme werden daher an den radia-
len Auswertelinien, bei gentigendem Abstand zur Diise, nur noch exakt zwei
Reaktionszone-Abgas-Uberginge gezihlt. Solche Auswertelinien wurden in
regelmafligen Abstinden von der Diise ausgewertet, beginnend nach einem

27
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Abbildung 8.14: Beispielhaftes zeitliches Profil der Geschwindigkeitserh6hung zur numeri-
schen Induktion des Flammenumschlages
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

Lochdurchmesser bis zum Ende der Flamme. In dieser Studie wurde die Flam-
menform als Kegelflamme registriert, wenn mindestens die Halfte der ausge-
werteten radialen Linien exakt zwei Uberginge aufweisen, ansonsten wurde
angenommen, dass die Flammenform isolierter Strahlflammen vorliegt.

Uy =4m/s Uy =32m/s

Einzelne Gemeinsame

Strahlflammen Kegelflamme

€ <0, 10 Uberginge c>09 2 Ubergange
Unverbrannt ~ zwischen Abgas Verbrannt zwischen Abgas
und Reaktionszone und Reaktionszone

Abbildung 8.15: Bestimmung der Flammenform anhand der Verteilung der Abgaszonen
Numerisch berechnete Flammenumschlagpunkte sind in Abb. 8.16 als Funkti-
on der theoretischen Flammentemperatur und der volumetrischen Bohrungs-
geschwindigkeit u, fiir die Diisen des DR = 2,8 dargestellt. Hierbei liegen
bei ausreichend hohen Flammentemperaturen bzw. niedrigen Bohrungsge-
schwindigkeiten multiple Einzelflammen vor. Die mit der im vorherigen Ab-
schnitt beschriebenen Methode zur Berechnung und Identifikation der Flam-
menform bestimmten Flammenumschlage sind als Punkte eingezeichnet. Es
ist zu erkennen, dass bei allen Diisen mit zunehmender Flammentemperatur,
z.B. durch Anfettung des Gasgemisches, der Flammenumschlag zu héheren
Geschwindigkeiten verschoben wird. Weiterhin erweitert sich mit steigendem
Lochdurchmesser der stabile Betriebsbereich der Einzelflammen zu héheren
Geschwindigkeiten und damit hoheren Brennerleistungen.
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Abbildung 8.16: Numerisch berechnete Flammenumschlagpunkte der Diisen als Funktion der
theoretischen Flammentemperatur und der Bohrungsgeschwindigkeit
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9 Untersuchung der
Flammenstabilitit

Dieses Kapitel stellt die Ergebnisse der Untersuchung der Flammenstabilitat
vor. Hierzu werden zunéchst die experimentell bestimmten LBO-Werte vor-
gestellt, als auch ihre Abhingigkeiten von geometrischen und thermodyna-
mischen Parametern untersucht. Im weiteren Verlauf werden die korrespon-
dierenden numerischen Rechnungen prasentiert und das Abblaseverhalten in
beiden TCI-Modellen verglichen. Zuletzt wird ein numerisches Kriterium zur
Bestimmung des Abblasepunktes vorgestellt.

9.1 Messung der Flammenstabilititsgrenzen

Der Hauptfokus dieser Arbeit besteht in der Bestimmung und Beschreibung
der Flammenstabilitatsgrenzen in Form der mageren Abblasegrenze. Zur ex-
perimentellen Bestimmung der LBO-Grenze wird eine stabile Flamme betrie-
ben und ein ausgewdihlter Betriebsparameter kontrolliert verandert, bis ein
Abblasen der Flamme beobachtet wird. Fiir das Hervorrufen des Abblasens
bieten sich fir diese Versuchsanlage zwei experimentelle Parameter an, die
verandert werden kénnen: Einerseits der Volumenstrom des Gemisches, mit-
hilfe dessen die mittlere Geschwindigkeit in der Brennkammer erhéht wer-
den kann oder andererseits kann das Mischungsverhaltnis bei naherungswei-
se konstantem Gesamtvolumenstrom abgesenkt werden, um die Flammenge-
schwindigkeit zu beeinflussen.
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9 Untersuchung der Flammenstabilitat

Fiir die experimentelle Untersuchung wurde die zweite Methode, die Verande-
rung des Mischungsverhaltnisses, gewahlt. Hierzu wurde zunéchst eine Flam-
me im stabilen Betriebsbereich geziindet, wonach die Brennstoffzufuhr bei
konstantem Luftvolumenstrom schrittweise heruntergeregelt wurde. Da der
Volumenstrom an Brennstoff sehr viel geringer ist als die der Luft, 4ndert sich
die Geschwindigkeit in der Brennkammer nur geringfiigig. Fiir diese Messung
wurde zur Minimierung der Warmeverluste die keramische Brennkammer ge-
nutzt, bei der jedoch keine direkte optische Sicht in die Brennkammer vorhan-
den ist. Da optisch nicht erkennbar ist, ob noch eine stabile Flamme vorliegt,
wurde mithilfe einer Abgasmessung der CO-Gehalt bestimmt. Dieser nimmt
beim Abblasen, bei dem kein vollstandiger Umsatz moglich ist, bereits bei klei-
nen Anderungen des Mischungsverhiltnisses um mehrere Gréflenordnungen
zu. Dies wurde als Indiz zur Bestimmung des Abblasepunktes genutzt.

Die gemessenen LBO-Grenzen sind in Abb. 9.1 als Funktion der minimalen
theoretischen Flammentemperatur fiir die drei Diisenvarianten des DR = 2,8
bei verschiedenen Vorwirmtemperaturen T, dargestellt, firr die das Abblasen
bei der Bohrungsgeschwindigkeit 1, moglich war. Wird die Flammentempe-
ratur durch das Erhohen der Luftzahl unter den LBO-Punkt reduziert, bzw. die
Geschwindigkeit dariiber hinaus erhéht, kommt es zum Abblasen der Flam-
me. Das bedeutet je weiter sich die Abblasepunkte in dieser Darstellung unten
rechts befinden, desto weiter ist der stabile Betriebsbereich.

Nachfolgend sind die wichtigsten beobachteten Abhéngigkeiten aus Abb. 9.1
aufgefiihrt:

+ Einfluss der Gemischgeschwindigkeit
Es ist zu sehen, dass bei konstanter Vorwarmtemperatur mit
steigendender Gemischgeschwindigkeit eine Erh6hung der
Flammentemperatur erforderlich ist, um eine stabile Flamme zu
erhalten. Dies lasst sich anhand des benétigten Gleichgewichts einer
stabilen Flamme zwischen der Stromungsgeschwindigkeit und der
Flammengeschwindigkeit erklaren. Wird die
Stromungsgeschwindigkeit erhoht, wird auch eine Erhéhung der
Flammengeschwindigkeit benétigt, die in diesem Fall durch das fettere
Gemisch gewéhrleistet wird.
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9.1 Messung der Flammenstabilitatsgrenzen

+ Einfluss der Vorwirmtemperatur
Mit einer Erh6hung der Vorwarmtemperatur verschieben sich die
Abblasepunkte zu hoheren Geschwindigkeiten und niedrigeren
Flammentemperaturen. Eine hohere Einlasstemperatur erhoht die
Flammengeschwindigkeit des unverbrannten Gemischs, was eine
Erhohung der Geschwindigkeit und damit der erreichbaren Leistung
des Brenners ermoglicht.

+ Einfluss des Diisenlochdurchmessers
Gemaf3 Abb. 9.1 zeigt sich, dass eine Erweiterung des stabilen
Betriebsbereichs mit zunehmendem Bohrungsdurchmesser eintritt.
Dieser Effekt kann vor allem auf das proportional ansteigende
turbulente Langenmaf} L, zuriickgefithrt werden. Wie in Kapitel 8.1
ausfihrlicher erortert, fithrt dies zu einer Zunahme der turbulenten
Dissipation bei abnehmendem Bohrungsdurchmesser. Wie auch in
Abb. 8.8 verdeutlicht wurde, steigt damit mit steigendem
Bohrungsdurchmesser die in der Brennkammer vorliegende turbulente
kinetische Energie. Dies hat zur Folge, dass bei sonst konstanten
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Abbildung 9.1: Gemessene Abblasepunkte der Diisen des DR = 2,8 fiir verschiedene Vorwérm-
temperaturen T als Funktion der theoretischen Flammentemperatur und der
Bohrungsgeschwindigkeit
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9 Untersuchung der Flammenstabilitat

Betriebsparametern die turbulente Flammengeschwindigkeit steigt,
was hohere Brennkammergeschwindigkeiten erméglicht. Dartiber
hinaus fithrt eine Erhhung des integralen Lingemafies gemaf}

GL. 4.33 direkt zu einer Steigerung der turbulenten Diffusivitat, was
wiederum die turbulente Flammengeschwindigkeit erhoht. Der Effekt
der Erweiterung des stabilen Betriebsbereichs ist besonders deutlich
bei der niedrigsten gemessenen Vorwarmtemperatur T, = 100 °C zu
erkennen, bei der Diise D; nahezu 50% hohere
Abblasegeschwindigkeiten im Vergleich zur Diise D; erreicht. Dieser
Effekt ist auch bei héheren Vorwarmtemperaturen zu beobachten,
jedoch in geringerem Maf3e. Fiir die Diise D; wurden bei hohen
Gemischeintrittstemperaturen Verbrennungsinstabilitidten beobachtet,
die wahrscheinlich auf eine akustische Resonanz der Flamme mit der
Brennkammer zuriickzufiithren ist, was die Ermittelung der
Abblasepunkte hoherer Vorwarmtemperaturen erschwerte und daher
hier nicht dargestellt sind.

Weiterhin wurde der Einfluss des Versperrungsverhiltnisses DR auf die Ab-
blasegrenzen untersucht. Hierzu sind in Abb. 9.2 die experimentellen Ergeb-
nisse der Diisen D, und Ds in Abhangigkeit der theoretischen Flammentem-
peratur und der volumetrischen Bohrungsgeschwindigkeit 1, dargestellt. Die
beiden Diisen weisen den gleichen Lochdurchmesser auf, jedoch hat die Dii-
se Ds mit DR = 6 ein etwa doppelt so hohes Versperrungsverhéltnis im Ver-
gleich zur Diise D, mit DR = 2,8. Auch die Abblasegrenzen der Diise Ds zei-
gen dieselben Abhéngigkeiten von der Geschwindigkeit und der Vorwarm-
temperatur auf, wie die zuvor gezeigten Ergebnisse der Diisen des DR = 2,8.
Im Vergleich der beiden Diisen fillt jedoch auf, dass die Diise des hoheren
Versperrungsverhéaltnisses erheblich bessere Stabilititsgrenzen aufweist. Bei
gleicher Flammentemperatur erreicht die Diise Ds fiir alle Vorwarmtempera-
turen Geschwindigkeiten, die um einen Faktor von 1,5 bis 2 hoher sind, bis
ein Abblasen beobachtet werden kann.

Dies ist mithilfe der Stabilitiatsbedingung einer Flamme zu erkldren, nach der
ein Abblasen der Flamme dadurch moglich ist, dass die lokale Geschwindig-
keit hoher ist als die Flammengeschwindigkeit. Die Brennkammer der Diise

118



9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

D5 weist aufgrund ihrer grofleren Querschnittsfliche eine niedrigere mittle-
re Brennkammergeschwindigkeit auf. Um dieselbe mittlere Brennkammerge-
schwindigkeit wie die der Diise D, zu erreichen ist eine Steigerung der volu-
metrischen Bohrungsgeschwindigkeit notig, die dem Verhaltnis der Versper-
rungsverhéltnissen entspricht. Dies wird auch nédherungsweise in dieser Mes-
sung beobachtet.
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Abbildung 9.2: Gemessene Abblasepunkte der Diisen bei verschiedenen Versperrungsverhlt-
nissen DR fiir verschiedene Vorwarmtemperaturen Ty als Funktion der theore-
tischen Flammentemperatur und der Bohrungsgeschwindigkeit

9.2 Numerische Berechnung der
Abblasegrenzen

Da Experimente haufig mit einem hohen finanziellen Aufwand verbunden
sind und die experimentelle Erfassung der Flammenphanomene am Abblase-
punkt limitiert ist, wird im Folgenden untersucht, ob die Abblasegrenzen auch
mit den hier vorgestellten numerischen Methoden berechnet werden koénnen.
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9 Untersuchung der Flammenstabilitat

Hierzu werden die beiden TCI-Modelle, das JPDF- und das TFC-Modell ver-
glichen, die wie in Kapitel 8.2 naher beschrieben wurde, bereits gro3e Unter-
schiede in der generellen Darstellung der Flamme im stabilen Betriebsbereich
aufweisen. Im Folgenden wird untersucht, welche Flammenphanomenologie
die beiden Modelle am Abblasepunkt vorhersagen und wie exakt sie die ex-
perimentell bestimmten LBO-Punkte reproduzieren kénnen. Dazu wird die
berechnete Phidnomenologie des Abblaseverhaltens beider TCI-Modelle ex-
emplarisch an jeweils einer LBO-Simulation verglichen und dariiber hinaus
ein allgemein anwendbares numerisches LBO-Kriterium vorgestellt.

9.2.1 Flammenphinomenologie nahe des Abblasens

Im Folgenden wird die berechnete Flammenphidnomenologie nahe dem
Abblasen anhand einer beispielhaften LBO-Simulation dargestellt. Dazu
wurde die Diise D, bei einer Luftzahl 4 = 1,66 und einer Vorwiarmung von
Ty = 100 ° C numerisch untersucht. Experimentell wurde fiir diesen Betriebs-
punkt das Abblasen bei einer Geschwindigkeit von uy = 53 m/s beobachtet.
Zur Induzierung des Abblasens der numerisch berechneten Flamme wurden
die bereits in Abb. 8.14 gezeigte Geschwindigkeitssteigerung genutzt.

Erste Ergebnisse werden fiir das JPDF-Modell vorgestellt. Hier wurde eine
Startgeschwindigkeit von u, = 35 m/s gewahlt, welche alle A ¢ = 30 ms um
A uy = 4 m/s erhoht wurde. Resultierende Schnittbilder der Verteilung des Re-
aktionsfortschrittes an verschiedenen Zeitpunkten, charakterisiert durch die
aktuelle Bohrungsgeschwindigkeit u,, sind in Abb. 9.3 dargestellt. Zunachst
ist zu erkennen, dass sich bereits bei den Startbedingungen (oberste Abbil-
dung) eine konische Flamme ausbildet. Bei einer Erhohung auf u, = 43 m/s
bildet sich eine qualitativ &hnliche konische Form der Flamme aus, die weiter-
hin stabil brennt, sich aber bereits deutlich weiter in den Brennraum erstreckt.
Eine weitere Erh6hung der Geschwindigkeit auf 1, = 47 m/s fihrt zu einem
optisch klar erkennbaren Abblasen: Die Flamme verschwindet fast vollstandig
und der Brennraum fiillt sich mit dem unverbrannten Gemisch.

120



9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

Es sind noch Reaktionszonen in den diisennahen Rezirkulationszonen und an
den Wanden nahe des Brennkammeraustrittes vorzufinden. Die Reaktionszo-
nen nahe des Brennkammeraustrittes sind durch die dulere Ausstromdomane
(die in den Abbildungen nicht dargestellt ist) zu erkliren. Diese Ausstrom-
doméne bewirkt durch die Querschnittserweiterung eine Verlangsamung des
Gasgemisches. In der Realitiat kame es durch die Beimischung von Umge-
bungsluft zu einer Verdiinnung, welche durch die massive Verringerung der
Flammengeschwindigkeit eine Flammenstabilisierung verhindern wiirde. Da
jedoch die Einmischung von zusitzlicher Luft nicht im numerischen Aufbau
beriicksichtigt wurde, kann sich die Flamme in der Ausstromdoméne stabi-
lisieren und gelegentlich nahe der Wand im Bereich der Wandgrenzschicht
zuriickschlagen. Trotz dieser Tatsache ist der LBO immer noch deutlich zu
erkennen, was darauf hindeutet, dass die Flammenstabilisierung im &dufieren
Bereich kein Problem fir die Berechnung des Abblasens darstellt.

Zusammengefasst berechnet das JPDF-Modell nahe dem Abblasen eine kegel-
formige Flamme, deren Lange mit steigender Geschwindigkeit zunimmt. Nach

Strémungsrichtung

Reaktions-

fortschritt [-]

Abbildung 9.3: Schnittbilder der Verteilung des Reaktionsfortschrittes hin zum Abblasen der
Diise D, bei T = 100 °C und A4 = 1,66 berechnet mit dem JPDF-Modell bei ver-
schiedenen Eintrittsgeschwindigkeiten (von oben: 35 m/s, 43 m/s und 47 m/s)
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9 Untersuchung der Flammenstabilitat

Erreichen einer kritischen Geschwindigkeit ist ein optisch eindeutiger Abbla-
sevorgang zu erkennen, in dem die Flamme verloscht. Fiir den hier gezeigten
Betriebspunkt wird das Abblasen bei einem Geschwindigkeitsiibergang von
43 auf 47 m/s vorhergesagt, was etwa 15% niedriger ist als der experimentell
bestimmte Wert von 53 m/s.

Im folgenden Abschnitt wird die korrespondierende LBO-Simulation unter
Nutzung des TFC-Modells prasentiert. Das TFC-Modell berechnet, wie be-
reits in Kapitel 8.2 beschrieben, unter mageren Betriebsbedingungen breit ge-
streckte Reaktionszonen, wodurch selbst fiir Geschwindigkeitsbedingungen,
die weit entfernt von den experimentell gemessenen LBO-Bedingungen sind,
d.h. im stabilen Betriebsbereich liegen, oft kein vollstindiger Ausbrand bis
zum Ende der Brennkammer erreicht wird. Fir die LBO-Simulationen mit dem
TFC-Modell wurden die gleichen Betriebsbedingungen gewahlt wie fir die
vorangegangene JPDF-Simulation (Diise D, bei Ty = 100 °C und 4 = 1,66). Es
wurde mit einer Geschwindigkeit von uy = 30 m/s begonnen, die schrittweise
um Aug = 5 m/s alle A t = 40 ms erhoht. Schnittbilder der momentanen Ver-
teilung des Reaktionsfortschrittes der Flamme an verschiedenen Zeitpunkten
der Simulation sind in Abb. 9.4 dargestellt. Das obere Bild zeigt die Ausgangs-
flamme bei uy = 30 m/s, die durch lange Einzelstrahlen gekennzeichnet ist.
Hierbei sind die dufieren Strahlen deutlich kiirzer als die inneren und bilden
daher vergleichbar zum JPDF-Modell eine Kegelform.

Im Verlauf des Geschwindigkeitsanstiegs lassen sich zwei unterschiedliche
Phasen in Bezug auf die Flammenphénomenologie beobachten: Vergleicht
man die Momentaufnahmen bis zur Geschwindigkeit u, = 50 m/s, so fallt
auf, dass die Flammenwurzel (dargestellt durch die Konturen der blauen
Flichen) nahezu stabil bleibt und sich nur aufgrund lokaler Turbulenz leicht
verschiebt. Wihrend die Flammenwurzel in diesem Stadium eine hohe Sta-
tionaritit aufweist, dehnt sich die Reaktionszone stromabwérts aus, was zu
einer Verringerung des Ausbrandes am Brennkammeraustritt fithrt. In der
nichsten Phase ist eine Verdnderung der Lokalisierung der Flammenwurzel
zu beobachten. Dies ist gut bei der Geschwindigkeit von uy = 55 m/s zu
erkennen, bei der sich die unverbrannten Zonen insbesondere in Wandnahe
stromabwirts ausbreiten (mit Ellipsen markiert). Dies entspricht auch der
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

experimentell ermittelten Abblasegeschwindigkeit. Ab diesem Zeitpunkt
findet eine Abwartsverschiebung der gesamten Flamme statt, welcher nach
dem Geschwindigkeitsanstieg auf uy = 65 m/s markant hervortritt, in dem
die unverbrannter Gase bereits einen Grofiteil des Brennraumes einnehmen.
Allerdings wird auch unter diesen Bedingungen noch eine stabile Reakti-
onszone am Ende der Brennkammer vorhergesagt. An diesem Punkt ist der
mittlere Reaktionsfortschritt am Brennkammeraustritt kleiner als 0,5. Eine
kritische Geschwindigkeit, die zu einem plétzlichen Erloschen der Flam-
me fithrt, wird hier im Gegensatz zum JPDF-Modell nicht beobachtet. Es
ist naheliegend den Beginn des Austrages der Flammenwurzel als LBO zu
definieren, jedoch ist eine optische Detektion dieses Phanomens schwierig
und nicht prézise. Daher ist es notwendig, ein eindeutiges Kriterium zur
Bestimmung des Abblasens der Simulation zu definieren, das im nichsten
Abschnitt naher dargestellt wird.
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Abbildung 9.4: Schnittbilder der Verteilung des Reaktionsfortschrittes hin zum Abblasen der
Diise D, bei T = 100 °C und A4 = 1,66 berechnet mit dem TFC-Modell
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9 Untersuchung der Flammenstabilitat

9.2.2 Numerische Bestimmung des Abblasepunktes

Wie im letzten Kapitel beschrieben wurde, zeigt die LBO-Simulation des
JPDF-Modells beim Uberschreiten einer kritischen Geschwindigkeit ein vi-
suell deutlich erkennbares Abblasen der Flamme. Im Gegensatz dazu zeigt
das TFC-Modell kein plétzliches Flammenverldschen. Unter Nutzung dieses
Modells setzt oberhalb einer kritischen Geschwindigkeit ein schrittweises
Heraustragen der Flammenwurzel ein, das als Indiz des Abblasens fiir das
TFC-Modell verwendet werden soll. Jedoch ist eine visuelle Erkennung dieses
Phinomens schwierig. Daher soll hier ein allgemein giiltiges und eindeutiges
Kriterium zur Identifikation des Abbblasens der numerischen Rechnung
vorgestellt werden, das fiir beide TCI-Modelle anwendbar ist. Da in dieser
Studie Berechnungen verschiedener Diisen- und Brennkammergeometrien
durchgefithrt wurden, ist eine Unabhéngigkeit des Kriteriums von der Bren-
nergeometrie unerlésslich. Ein Kriterium auf Basis lokaler Variablen ist nicht
geeignet, da die Flammenform und der Ort der Flammenstabilisierung stark
von der genutzten Geometrie und Modellierung abhiangen. Daher wird die
Eignung verschiedener global definierter Variablen zur Identifikation des
globalen Abblasens untersucht.

Fiir diese Untersuchung wurden speziell das Verhalten verschiedener tiber das
Brennkammervolumen gemittelter thermodynamischer Gréflen verglichen,
die im Folgenden mit dem Operator ~ gekennzeichnet sind. Dies ist ein An-
satz, der bereits in der Literatur zur Charakterisierung von LBO verwendet
wurde, wobei verschiedene Grofien wie die Temperatur, der Reaktionsfort-
schritt, aber auch der Massenanteil von Zwischenspezies wie beispielswei-
se OH genutzt wurden [Akh18, Ma19] und deren Anwendung auch fir die
hier durchgefiihrten Simulationen untersucht wird. Diese Groflen weisen bei
Eintreten des Flammenabblasens in der Regel einen signifikanten Abfall auf,
was als Indikator fiir LBO ausgewertet werden kann. Weiterhin wird fiir die-
se Arbeit auch der Verlauf der mittlere Reaktionsrate als LBO-Kriterium un-
tersucht. Der Leitgedanke hinter der Nutzung dieser Grofie ist, dass solange
eine stabile Flamme vorhanden ist, die den gesamten Brennstoff im Brenn-
raum umsetzt, die Reaktionsgeschwindigkeit proportional zum zugefiihrten
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

Massenstrom des Brennstoffs und damit in diesem Fall zur Eintrittsgeschwin-
digkeit ansteigen sollte: C?’yc & Ug (siehe Gl 4.16). Dieser Anstieg sollte sich
bis zum Abblasen fortsetzen, woraufhin der erhdhte Kraftstoffmassenstrom
nicht mehr umgewandelt werden kann und stattdessen zu einem Riickgang
der durchschnittlichen Reaktionsrate fiihrt. Fiir die in Abb. 9.3 dargestellte Si-
mulation unter Nutzung des JPDF-Modells sind in Abb. 9.5 die bereits erwahn-
ten brennkammergemittelten Groflen als Funktion der Zeit aufgetragen. In
diesem Diagramm bezeichnen die schwarzen Kurven die momentanen Werte
der Simulation, wihrend die roten Kurven tiber die Zeit konstanter Geschwin-
digkeit gemittelt wurden. Das obere Diagramm zeigt zunéchst die momentane
Einlassgeschwindigkeit, die zur Einleitung des Abblasens stufenweise erhoht
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Abbildung 9.5: Zeitlicher Verlauf verschiedener tiber die Brennkammer gemittelter Gréfien der
LBO-Simulation der Diise D, bei Ty = 100 °C und 4 = 1,66 berechnet mit dem
JPDF-Modell
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9 Untersuchung der Flammenstabilitat

wurde. In den vorher gezeigten Schnittbildern des Reaktionsfortschrittes ist
ein deutliches Abblasen der Flamme optisch zu erkennen, sobald die Eintritts-
geschwindigkeit auf 47 m/s erhéht wurde. Dieser Moment ist nach einer Si-
mulationszeit von 0.09 s erreicht. Das Abblasen lasst sich auch im zeitlichen
Verlauf der mittleren Brennkammertemperatur T erkennen. Diese nimmt zu-
nichst durch die Vergroflerung des Flammenkegels leicht ab und weist ab
0,09 s, bedingt durch den Abblasevorgang, einen deutlich starkeren Abfall
auf. Danach wird ein nahezu konstanter Wert erreicht, der auch durch eine
zusatzliche Erhohung der Geschwindigkeit nicht wesentlich beeinflusst wird.
Dieser Wert ist zwar noch hoher als die Eingangstemperatur von Ty = 373 K,
lasst sich aber durch die bereits besprochenen verbleibenden Reaktionszonen
in den diisennahen Rezirkulationszonen und an den Wanden nahe des Brenn-
kammerausganges erklaren. Der Verlauf des mittleren Reaktionsfortschrittes
O ergibt ein qualitativ identisches Verhalten. Diese beiden Gréfien kénnen
beim JPDF-Modell zur Identifikation des LBO-Ereignisses verwendet werden,
indem der Zeitpunkt des rapiden Abfalls bestimmt wird. Der Unterschied zwi-
schen dem leichten Abfall aufgrund der Kegelflammenvergréf3erung und dem
starkeren Abfall aufgrund des Abblasens kann jedoch nicht in allen Fallen ex-
akt bestimmt werden. Dies ist insbesondere dann denkbar, wenn die Kegel-
flamme kurz vor dem Abblasen einen grofien Teil der Brennkammer einnimmt
oder die Flammentemperatur so gering ist, so dass der Abfall der mittleren
Brennkammertemperatur zwischen dem letzten stabilen und dem abgeblase-
nen Betriebspunkt sehr gering sein kann.

Weiterhin wurde der Verlauf der mittlere Konzentration y,,; der Spezies OH
betrachtet, die als Zwischenspezies experimentell gerne zur Identifikation der
Reaktionszone genutzt wird. Diese Groéf3e weist vor dem Abblasen mit zuneh-
mender Geschwindigkeit einen Anstieg auf. Dieses Verhalten lésst sich durch
die Vergroflerung der Flammenoberfldche und die damit verbundene Vergro-
Berung der Reaktionszone erklaren. Nach Beginn des Abblasens nimmt die
Konzentration der OH-Spezies ab. Somit findet hier am Abblasepunkt ein Vor-
zeichenwechsel der Steigung statt, der exakt bestimmt werden kann. Auch die
mittlere Reaktonsrate 5yc weifdt einen dhnlichen Verlauf auf. Wie zu vermu-
ten war, steigt die mittlere Reaktionsrate zunéchst proportional zum zuge-
fihrten Brennstoff an und fallt bei Erreichen des Abblasens schlagartig ab.
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

Hier wird, dhnlich wie beim Verlauf der mittleren Brennkammertemperatur,
nach kurzer Zeit ein niedriger Wert erreicht, der sich mit zunehmender Ein-
trittsgeschwindigkeit nicht mehr wesentlich dndert. Somit ist bei Nutzung des
JPDF-Modells fiir den zeitlichen Verlauf der Reaktionsrate, wie auch fiir die
mittlere Konzentration der OH-Spezies beim LBO-Ereignis, ein Vorzeichen-
wechsel in der Steigung zu beobachten, der einfach und prézise zur Bestim-
mung des Beginns des Abblaseereignisses genutzt werden kann.

Im Gegensatz zum JPDF-Modell, ist in den Rechnungen mit dem TFC-Modell
kein optisch eindeutig definierter Abblasepunkt zu erkennen. Wie bereits
diskutiert wurde, ist jedoch eine Anderung in der Flammenphénomenologie
zu erkennen, die als Abblasen gewertet werden kann und deren Korrelation
zu verschiedenen Variablen iiberpriift wird. Analog zur Auswertung fiir das
JPDF-Modell wurde fir die Simulation mit dem TFC-Modell (Abb. 9.4) die
Anwendung der verschiedenen brennkammergemittelten Gréflen iiberpriift
und sind in Abb. 9.6 als Funktion der Zeit aufgetragen. Zunichst ist der
Verlauf der mittleren Temperatur T aufgetragen. Diese zeigt wie bei Nutzung
des JPDF-Modell vor dem Abblasevorgang einen stufenweisen Abfall der
Temperatur mit steigender Geschwindigkeit. Allerdings ist hier kein Ge-
schwindigkeitsschritt erkennbar, in der die Temperatur signifikant stirker
sinkt als in den Schritten davor. Der mittlere Reaktionsfortschritt zeigt einen
qualitativ dhnlichen Verlauf. Diese beiden Groflen sind unter Nutzung des
TFC-Modells nicht geeignet, um den Abblasepunkt zu identifizieren.

Darunter ist der zeitliche Verlauf der mittleren Konzentration der Zwischen-
spezies OH dargestellt. Diese ist proportional zum Volumen der Reaktions-
zone innerhalb der Brennkammer. Da sich in der TFC-Simulation die Reak-
tionszone bereits zu Beginn bis zum Ende der Brennkammer erstreckt und
mit jeder Geschwindigkeitserh6hung weiter aus der Brennkammer hinaus-
getragen wird, sinkt diese stufenweise und fithrt zu einem exponentiellen
Abfall, der gegen Null konvergiert. Auch mit dieser Grofie ist es nicht mog-
lich, einen sinnvollen Zeitpunkt des Abblasens zu bestimmen. Im letzten Dia-
gramm ist der Verlauf der in dieser Arbeit vorgeschlagenen Grof3e, der brenn-
kammergemittelten Reaktionsrate @, aufgetragen. Hier wird zunichst wieder
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9 Untersuchung der Flammenstabilitat

ein Anstieg der Reaktionsrate durch die Erhohung des eintretenden Massen-
stroms an Brennstoff beobachtet. Dies ist die bereits beschriebene erste Phase,
in der sich die Reaktionszone ausdehnt, wahrend die Flammenwurzel statio-
nér bleibt. Der Anstieg der Reaktionsgeschwindigkeit nimmt stetig ab, und
ab einer Zeit von 0,2 s wird mit jedem Geschwindigkeitsanstieg die Flamme

mitsamt der Flammenwurzel allméhlich aus der Brennkammer herausgetra-
gen, was sich als erhohte Abhebehohe bemerkbar macht. In dieser Phase kann
die Flamme den erhéhten Brennstoffstrom nicht mehr im gleichen Mafle im
Brennraum umsetzen, wodurch eine Verringerung der mittleren Reaktions-
rate beobachtet wird. Auch in Hinblick auf die industrielle Anwendung, fiir
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Abbildung 9.6: Zeitlicher Verlauf verschiedener tiber die Brennkammer gemittelter Gréfien der
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

die es wichtig ist, dass die Verbrennung innerhalb der Brennkammer stattfin-
det, ist es sinnvoll diese Variable fiir die Identifikation des Abblasens zu nut-
zen. Der Vorzeichenwechsel der mittleren Reaktionsrate kann exakt bestimmt
werden und findet in dieser Simulation bei einer Geschwindigkeitserh6hung
von 50 auf 55 m/s statt, was auch dem experimentell ermittelten Wert von
53 m/s entspricht.

Die Bestimmung des Abblasepunktes anhand des Vorzeichenwechsels der
Steigung der Reaktionsrate lasst sich sowohl bei der Simulation mit dem
JPDF-Modell als auch mit dem TFC-Modell erfolgreich anwenden und wurde
daher als LBO-Kriterium fiir alle in dieser Arbeit durchgefithrten LBO-
Simulationen verwendet. Fiir die Simulationen der anderen Betriebszustéinde
und Diisen ergaben sich qualitativ dhnliche Verldaufe, wodurch der LBO-
Punkt mit Hilfe dieses Kriteriums in allen Fallen eindeutig bestimmt werden
konnte. Ein ausfihrlicher Vergleich der numerisch berechneten und der
experimentell bestimmten Abblasepunkte erfolgt in Kapitel 10.1.2.
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10 Analytische Korrelation der
Flammenstabilitit

In den letzten Kapiteln wurden die Ergebnisse der experimentellen und nu-
merischen Flammenstabilitatsuntersuchung prisentiert. Insbesondere fiir die
Brennerauslegung sind jedoch analytische Zusammenhéange in Form von Kor-
relationen grundlegenden Einflussgrofien von grofiem Interesse. In diesem
Kapitel werden die Erkenntnisse der zuvor beschriebenen experimentellen
und numerischen Untersuchungen zusammengefasst, um einen Korrelations-
ansatz der mageren Abblasegrenzen zu liefern. In diesem Zusammenhang
wird auch eine Abschatzung der Genauigkeit der numerischen Berechnun-
gen im Vergleich zu den Experimenten vorgenommen. Da der Matrixbrenner
weiterhin einen Umschlag in der Flammenform aufweist, dessen Vorhersa-
ge aufgrund der signifikant unterschiedlichen Flammencharakteristiken von
erheblichem Interesse fiir die Auslegung ist, wird in diesem Zusammenhang
auch die Anwendung analytischer Funktionen niaher untersucht.

10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

In der Messung der mageren Abblasegrenzen konnte der Einfluss thermody-
namischer Parameter, wie der Luftzahl oder der Vorwarmtemperatur aufge-
zeigt werden. Aber auch geometrische Parameter wie der Bohrungsdurchmes-
ser, wie auch das Versperrungsverhéltnis der Diisen haben einen signifikan-
ten Einfluss. Hier wird der Versuch unternommen, diese Einfliisse in einer
analytischen Korrelation zusammenzufassen. Fiir die Korrelation der mage-
ren Abblasegrenzen wurden in der Literatur bereits verschiedenste Ansatze
verwendet. Ein vielversprechender Ansatz ist das in Kapitel 4.5 hergeleitete
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Peclet-Kriterium, dass eine charakteristische Geschwindigkeit u.j,, am Ab-
blasepunkt mit einer charakteristischen Lange d.j,,, und thermodynamischen
Parametern, wie der laminaren Flammengeschwindigkeit S; und der Tempe-
raturleitfahigkeit a in Beziehung setzt:

n

(uchar ) dchar) =C. (SL ) dchar) (10 1)
a a '

Die Anwendbarkeit des Peclet-Kriteriums, das urspriinglich fir Einzelbrenner
hergeleitet wurde, muss jedoch noch fiir den Matrixbrenner, einem Multi-
Strahlen-Brenner, gepriift werden. Von besonderem Interesse ist, ob damit
auch die Einflisse der geometrischen Variationen der Diisen beschrieben wer-
den konnen. Fiir die Anwendung des Peclet-Kriteriums ist allerdings noch die
Wahl einer fiir das Brennersystem relevanten charakteristischen Geschwin-
digkeit Uj,qy, Sowie einer charakteristischen Lange d.p, erforderlich.

Zunichst wird die Wahl einer geigneten charakteristischen Geschwindigkeit
Ucphqr untersucht. Wie die experimentellen Untersuchungen des Geschwin-
digkeitsfeldes in Kapitel 8.1 zeigen konnten, besteht eine Reynoldsdhnlich-
keit der Stromung, d.h. sowohl das mittlere Geschwindigkeitsfeld als auch die
turbulente kinetische Energie skalieren mit dem eintretenden Volumenstrom.
Deshalb wird vorgeschlagen eine volumetrisch mittlere Geschwindigkeit als
charakteristische Geschwindigkeit zu wahlen. In den numerischen Untersu-
chungen des Abblasens konnte gezeigt werden, dass in den letzten stabilen
Betriebspunkten vor dem Abblasen eine konische Flamme vorliegt, die weit
in den Brennraum hineinragt (vgl. Abb. 9.3). Auch wiesen die Simulationen
darauf hin, dass der Abblasevorgang an der vorderen Flammenfront eingelei-
tet wird, wihrend die Flammenwurzel zumindest kurzzeitig durch die Rezir-
kulationszonen stabilisiert werden. Fiir die Flammenfront stellt daher die vo-
lumetrisch gemittelte Brennkammergeschwindigkeit ugg eine sinnvolle cha-
rakteristische Grofle dar, die mit Hilfe der Bohrungsgeschwindigkeit 1y und
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dem Versperrungsverhaltnis DR ausgedriickt werden kann:

Uu
LBO : Uchar = UBK = D—% (102)

Nach einer dhnlichen Argumentation kénnte angenommen werden, dass eine
charakteristische Lange d.j,, des mageren Abblasens mithilfe einer Dimensi-
on der Brennkammer gegeben ist. Nach dieser Schlussfolgerung wiirden sich
jedoch die Abblasegrenzen der Diisen eines konstanten Versperrungsverhalt-
nisses DR nicht unterscheiden, da diese dieselbe Brennkammer nutzen. In den
experimentellen LBO-Messungen der verschiedenen Diisen wurde jedoch ge-
zeigt, dass dies nicht der Fall ist. Der Grund dafiir ist, dass der Bohrungsdurch-
messer durch die Verdnderung des integralen Langenmafles L; die Turbulenz-
bildung mafigeblich steuert, die wiederum die Flammenstabilitit durch ihre
Einflussnahme auf die turbulente Flammengeschwindigkeit pragt. Es ist da-
her sinnvoll, den Bohrungsdurchmesser dg,pnryung als charakteristisches Léan-
genmaf bei der Diskussion von LBO heranzuziehen:

LBO :  dcpar = dBohrung (10.3)

10.1.1 Korrelation der experimentellen bestimmten
Abblasegrenzen

Mit der im letzten Kapitel besprochenen Wahl der beiden charakteristischen
Groflen konnen die Peclet-Zahlen der gemessenen Abblasepunkte berechnet
werden und in einem doppellogarithmischen Peclet-Diagramm nach Abb. 10.1
aufgetragen werden.

In dieser Darstellung stellt der Bereich unterhalb der dargestellten gemesse-
nen Abblasepunkte den stabilen Betriebsbereich dar, wihrend oberhalb die-
ser Punkte keine Flammenstabilisierung moglich ist. Bei einer Anwendbarkeit
des Peclet-Kriteriums, sollten in dieser Darstellung die Abblasepunkte entlang
einer Geraden verlaufen. Zunichst ist zu erkennen, dass die LBO-Punkte der
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10 Analytische Korrelation der Flammenstabilitat

Diisen eines konstanten Versperrungsverhaltnisses iiber den gesamten ver-
messenen Bereich jeweils mit Hilfe einer Geraden sehr gut approximiert wer-
den koénnen. Die LBO-Punkte des Versperrungsverhiltnisses DR = 2,8 liegen
in dieser Darstellung alle etwas {iber den Punkten der Diisen des DR = 6. Dies
bedeutet, dass fiur die Dusen des DR = 2,8 etwas hohere auf die Brennkam-
merquerschnittsfliche bezogenen Leistungsdichten am Abblasepunkt vorlie-
gen. Trotz der leichten Unterschiede liegen die Abblasepunkte der Diisen der
beiden Versperrungsverhiltnisse in einem &hnlichen Wertebereich. Die An-
passgeraden nach Gl. 10.1 sind fiir jedes DR in der Abbildung mitsamt der
zugehorigen Koeffizienten angegeben. Beide Geraden haben, wie nach der
Herleitung zu erwarten, eine Steigung in der Gréflenordnung zwischen 1 und
2. Die Steigung der Peclet-Kurve fiir das Versperrungsverhéltnisses DR = 6
ist mit einem Wert von n = 1,87 hoher als die des Versperrungsverhiltnisses
DR = 2,8, die eine Steigung von n = 1,36 aufweist.
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Abbildung 10.1: Experimentell bestimmten Abblasepunkte aller Diisen aufgetragen in einem
doppel-logarithmischen Peclet-Diagramm
Zusammenfassend lasst sich sagen, dass das Peclet-Kriterium zur Korrelation
der Abblasepunkte der verschiedenen Diisen mit einem konstantem Versper-
rungsverhéltnis anwendbar ist. Bei einer Erh6hung des Versperrungsverhélt-
nisses kann eine leichte Verschiebung zu niedrigeren Pe,,-Werten beobachtet
werden.
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10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

Zur Erklarung, wieso die Peclet-Kurven der Diisen der verschiedenen Ver-
sperrungsverhéltnisse eine unterschiedliche Steigung aufweisen, wird der
vorliegende Flammentyp der Flammen am Abblasepunkt untersucht. Hier-
fir wird die in Kapitel 4.4 vorgestellte Einteilung nach Peters und Borghi
genutzt. In dieser Einteilung werden sowohl Turbulenzparameter, als auch
Flammenparameter benétigt. Fir die Berechnung der turbulenten Schwan-
kungsgeschwindigkeit wurde hierbei u’ = 0,1 - uy angenommen, was dem
gemessenen Turbulenzgrad tiber dem Zentrum einer Bohrung entspricht
und fiir das integrale Lingenmafl L; = 0,5 - dponrung (vgl. Messung in
Tabelle 8.1). Die resultierende Einteilung in einem Borghi-Peters-Diagramm
ist in Abb. 10.2 dargestellt. Es ist zu sehen, dass die Flammen am Abblase-
punkt der Diisen des DR = 2,8 im Grenzgebiet zwischen der verdickten
Flammenfront und der homogenen Flammenfront zuzuordnen ist, jedoch alle
Diisen eine sehr dhnliche Damkohlerzahl aufweisen. Die Flammen der Diisen
des DR = 6 neigen zu niedrigeren Damkohlerzahlen und tendieren daher
eher zur homogenen Flammenfront. Bei einer solchen Einteilung anhand
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Abbildung 10.2: Einordnung der gemessenen Flammen am Abblasepunkt in einem Borghi-
Diagramm

135



10 Analytische Korrelation der Flammenstabilitat

von Skalaren ist Vorsicht geboten, da die Turbulenzparameter, als auch die
Flammenparameter Feldgrofien darstellen und damit auch lokal unterschied-
liche Flammenformen vorliegen. Die hier vorgenommene Einteilung zeigt
jedoch, dass die Diisen eines konstanten Versperrungsverhéaltnisses eine ni-
herungsweise konstante Damkohlerzahl aufweisen und damit eine dhnliche
Flammenstruktur aufweisen. Bei einer Erh6hung des Versperrungsverhaltnis-
ses neigen die Flammen am Abblasepunkt zu niedrigeren Damkdéhlerzahlen.
Mit den unterschiedlichen Flammentypen verandert sich auch die Abhin-
gigkeit der Flammengeschwindigkeit von der Turbulenz, die mafigeblich fiir
das in Kapitel 4.5 hergeleitete Peclet-Kriterium ist. Fir Flammen im Bereich
der homogenen Flammenfront wird aufgrund der Wurzelabhangigkeit der
1

turbulenten Flammengeschwindigkeit von der Turbulenz S; o« (u')n ein
Peclet-Exponent von n = 2 erwartet, was mit einem experimentell be-
stimmten Wert von n = 1,87 auch in guter Ndherung fir die Diisen des
DR = 6 beobachtet wurde. Die Flammen der Diisen des niedrigeren Ver-
sperrungsverhéltnisses sind am Abblasepunkt eher dem Flamelet-Bereich
zuzuordnen in dem ein ndherungsweise linearer Zusammenhang zwischen
turbulenter Flammengeschwindigkeit und der Turbulenz besteht, womit der
Peclet-Exponent fiir diese Diisen zu einem Wert n — 1 tendieren sollte. Dies
wiirde auch den vergleichsweise niedrigeren Peclet-Exponent von n = 1,36
der Diisen des DR = 2,8 erklaren. Dieser Umstand unterstreicht die Bedeu-
tung der numerischen Berechnung des Abblasens, da nur die Diisen eines
konstanten Versperrungsverhéltnisses mit dem Peclet-Kriterium beschrieben
werden kénnen.

10.1.2 Vergleich der numerisch berechneten
Abblaserechnungen mit den Experimenten

Die im vorangegangenen Abschnitt vorgestellte Peclet-Darstellung ermog-
licht einen tbersichtlichen Vergleich der Abblasepunkte tiber eine Vielzahl
an Betriebspunkten und Diisen. Dies wird genutzt, um die Genauigkeit der
numerischen Berechnung der Abblasepunkte im Vergleich zu den korrespon-
dierenden Experimenten zu analysieren. Zu diesem Zweck wurde die in Ka-
pitel 9.2 vorgestellte numerischen Berechnung der Abblasepunkte fiir eine
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10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

Vielzahl an Diisen und Betriebsbedingungen fiir beide TCI-Modelle durchge-
fuhrt und die berechneten Abblasepunkte sind in Abb. 10.3 in einem Peclet-
Diagramm aufgetragen. Zusitzlich sind die experimentell ermittelten Abblas-
punkte (als Sterne markiert) sowie die daraus ermittelten Peclet-Linien zum
Vergleich eingezeichnet. Da die Messwerte aufgrund des probabilistischen
Charakters der zugrundeliegenden turbulenten Stromung eine Streuung auf-
weisen, ist es sinnvoll, die numerisch berechneten LBO-Grenzwerte nicht mit
den einzelnen Messdaten zu vergleichen, sondern mit der experimentell er-
mittelten Peclet-Korrelation, die eine Mittelung der Messwerte darstellt.
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Abbildung 10.3: Vergleich der numerisch berechneten mit den experimentell bestimmten Ab-
blasepunkten

Es ist zu erkennen, dass fiir die Diisen bei einem Versperrungsverhiltnis von
DR = 2,8 eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen beiden TCI-Modellen und
den experimentellen Daten tiber den gesamten gemessenen Peclet-Bereich be-
steht. Das JPDF-Modell berechnet die Abblasepunkte fiir die Diisen D, und D;
mit minimaler Abweichung zur Peclet-Linie, wihrend moderate Abweichun-
gen bei den hochsten Pe,-Werten der Diise D; auftreten. Bei diesen hohen
Pe,,-Werten liegen die hochsten Geschwindigkeiten und damit die hochsten
turbulente Intensitdten vor. Um die Turbulenz im gleichen Mafle aufzuldsen,
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10 Analytische Korrelation der Flammenstabilitat

wird eine héhere Auflosung des Giters benétigt. Da die Zellgrofie fiir alle Git-
ter und Betriebspunkte konstant gehalten wurde, ist die numerische Turbu-
lenzauflsung der hochsten Pe-Werte nicht mehr ausreichend. Dies konnte
in einer Simulation des hochsten Peclet-Wertes mit einem héheren Zellaufls-
sung bestétigt werden, bei dem sich der berechnete Abblasepunkt zu niedri-
geren Geschwindigkeiten verschiebt. Eine Verschiebung des berechneten Ab-
blasepunktes mit einer erhéhten Zellauflosung konnte fiir die Berechnung der
Abblasepunkte der Diisen D, und D5 nicht festgestellt werden.

Wihrend das JPDF-Modell die LBO-Werte sowohl unter- als auch iiberschétzt,
werden unter Nutzung des TFC-Modell die Abblasegeschwindigkeiten im
Vergleich zu den Experimenten durchweg tiberschétzt. Dabei ist die mittlere
Abweichung der mit dem TFC-Modell berechneten LBO-Punkte von den
Experimenten nahezu konstant und die TFC-LBO-Punkte verlaufen parallel
zur Peclet-Geraden. Die Abweichung wird im Folgenden niher quantifiziert.
Die gemittelte relative Abweichungen zwischen den LBO-Punkten und der
experimentellen Peclet-Geraden wurden berechnet und sind in Tabelle 10.1
dargestellt. Hierbei wurden nur die LBO-Werte der Diisen des DR = 2,8
genutzt, da hier die meisten Messwerte sowie die meisten numerischen
Werte vorliegen.

Tabelle 10.1: Abweichung der numerisch berechneten LBO-Werte mit der experimentellen be-
stimmten Peclet-Kurve fiir die Diisen des DR = 2,8

Experiment JPDF-Modell TFC-Modell
Mittlere
Abweichung 6,0 % 11,3 % 14,8 %
Mittlere Varianz 0,3 % 1,0 % 0,3 %

Es ist zu erkennen, dass das JPDF-Modell die LBO-Grenzwerte im Durch-
schnitt mit einer mittleren Abweichung von 11% genauer vorhersagt als das
TFC-Modell mit einer mittleren Abweichung von etwa 15%. Beide Werte
sind etwa doppelt so hoch wie die 6% mittlerer Abweichung der experimen-
tellen Werte selbst. Allerdings streut das TFC-Modell weniger, was sich in
der geringen Varianz widerspiegelt. Die hohere Varianz des JPDF-Modells
wird hauptsichlich durch die Uberschitzung der LBO-Grenzwerte bei hohen

138



10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

Peclet-Zahlen verursacht. Auch im Bezug auf LBO-Rechnungen anderer
Forscher der letzten Jahre, die einen FGM-Modellierungsansatz wahlten, sind
diese Ubereinstimmungen sehr zufriedenstellend. So erreichten Zhang et
al., die die Abblasegrenzen eines nicht vorgemischten Drallbrennern mit-
hilfe einer LBO-Simulation berechneteten, Abweichungen von 25% zu den
korrespondierenden experimentellen Werten [Zhal6] oder Ma et al., die
Abweichungen von etwa 20-25% fir mehrere LBO-Simulation des gleichen
Drallbrenner erhielten [Ma19]. Ein systematischer Vergleich numerisch be-
rechneter Abblasepunkte iiber eine solche Vielzahl an Betriebsbedingungen
und geometrischen Variationen wurde nach Wissen des Autors noch nicht

durchgefiihrt.

Die bisherige Diskussion umfasste nur die Resultate der Diisen des Versper-
rungsverhéltnisses DR = 2,8, die sich aufgrund des identischen DR geo-
metrisch dhnlich verhalten. Offen ist noch die Frage, ob auch die Verschie-
bung zu niedrigeren Pe,-Werten mit zunehmenden DR beschrieben werden
kann. Zu diesem Zweck wurden LBO-Simulationen der Diise Dj fiir zwei Be-
triebspunkte durchgefiithrt und in das Peclet-Diagramm in Abb. 10.3 (als rote
Punkte markiert) aufgenommen. Es ist zu erkennen, dass das JPDF-Modell
die Verschiebung zu niedrigeren Pe,,-Werten vorhersagt und eine gute Uber-
einstimmung mit den Experimenten zeigt. Im Gegensatz dazu berechnet das
TFC-Modell zu hohe Abblasegeschwindigkeiten und liegt beztiglich der Pe,,-
Werte im Bereich der Diisen des DR = 2,8. In absoluten Geschwindigkei-
ten werden hier somit im Vergleich zu den Experimenten fast doppelt so ho-
he Abblasegeschwindigkeiten und damit Volumenstrome berechnet. Der Ein-
fluss des Versperrungsverhéiltnisses auf die Abblasegrenzen kann somit durch
das TFC-Modell nicht zufriedenstellend vorhergesagt werden. Da die Peclet-
Gerade der Diisen des DR = 6 eine hohere Steigung als die der Diisen des
DR = 2,8 aufweist, fithrt eine Extrapolation zu einem Schnittpunkt beider Kur-
ven. Um diese Extrapolation zu tiberprifen, wurde eine Simulation der Diise
Ds bei fetteren Bedingungen (1 = 1,5;T, = 100 °C) durchgefiihrt, was
einem Wert von Peg, ~ 80 entspricht und damit auf8erhalb des experimentell
untersuchten Bereichs der Diise Ds liegt. Wie in der Abbildung zu sehen ist,
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10 Analytische Korrelation der Flammenstabilitat

stimmt der numerisch berechnete Abblasepunkt sehr gut mit der Extrapolati-
on iiberein und liegt beziiglich der Peclet-Zahlen im Bereich der Abblasegren-
zen, die mit den Diisen des DR = 2,8 gemessen wurde. Dies bedeutet, dass
mit steigender Flammengeschwindigkeit eine starkere Erweiterung des Stabi-
litatsbereiches der Diisen des DR = 6 im Vergleich zu den Diisen des DR = 2,8
zu beobachten ist. Wahrend im untersuchten Betriebsbereich die Diisen des
niedrigeren Versperrungsverhéltnisses eine hohere Leistungsdichte beziiglich
der Brennkammerquerschnittsfliche am Abblasepunkt aufweisen, kann sich
dieser Sachverhalt bei hoheren Massenstromen bzw. laminaren Flammenge-
schwindigkeiten umkehren.

Wirmeverluste und Streckung sind zwei wichtige Phdnomene zur Beein-
flussung der ortlichen Flammengeschwindigkeit und damit zur lokalen
Flammenldschung. Wiahrend Warmeverluste zu einem Absenken der Flam-
mengeschwindigkeit fithren, fiithrt eine Streckung, falls diese nicht zu hoch
ist, durch die Erhéhung der Flammenoberfliche zu einer Steigerung der
Flammengeschwindigkeit. Fiir die numerischen Rechnungen wurden adiabte
Brennkammerwénde angenommen, und auch die Streckung wurde nicht
explizit durch dedizierte Modelle beriicksichtigt. Dennoch berechnet der
hier vorgestellte numerische Aufbau die Abblasegrenzen in sehr guter
Ubereinstimmung mit den Experimenten. Dies ist ein starkes Indiz da-
fiir, dass entweder fiir die untersuchten Diisen und Betriebsbedingungen
das globale Abblasen der Flamme nicht wesentlich durch Streckung oder
Wirmeverluste bestimmt wird oder sich zumindest in ihrem Effekt auf die
Flammengeschwindigkeit ausgleichen. Fiir zukiinftige Untersuchungen ist
von besonderem Interesse, ob dieser Umstand auch bei erhéhten Driicken
giltig ist.

In diesem Kapitel wurde gezeigt, dass eine Bestimmung der Abblasegrenzen
mithilfe einer CFD-Simulationen unter Nutzung der FGM-Modellierung mit
nur moderater Gitterauflosung moglich ist. Beide TCI-Modelle erlauben ei-
ne akkurate Vorhersage der LBO-Grenzen fiir die Diisen des DR = 2,8 und
dies obwohl beide Modelle sowohl die Flammenform als auch den Vorgang des
Abblasens sehr unterschiedlich wiedergeben. Die Abweichung der numerisch
berechneten LBO-Werte der Diisen des DR = 2,8 zu den Experimenten ist fiir
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beide Modelle recht gering. Der Einfluss der Variation des Versperrungsver-
héltnisses auf die LBO-Werte kann jedoch nur mit dem JPDF-Modell korrekt
wiedergegeben werden.

10.2 Korrelation zur Vorhersage des
Flammenumschlages

Da die Flammencharakteristiken der einzelnen Strahlflammen und der ge-
meinsamen Kegelflamme sehr unterschiedlich sind, ist es von groflem Interes-
se den Einfluss verschiedener Grofien auf den Flammenumschlag zu beschrei-
ben und diese mithilfe einer Korrelation wiederzugeben.

Um eine geeignete analytische Beziehung zu wihlen, muss zunéichst verstan-
den werden, warum der Ubergang der Flammenform der diisennah brennen-
den Einzelflammen zu einer gemeinsamen konischen Flamme, die weit in den
Brennraum hineinreicht, erfolgt. Eine Deutung ist, dass der Umschlag als ein
Abblasen zu interpretieren ist, bei dem das Gleichgewicht zwischen der lo-
kalen Stromungsgeschwindigkeit und Flammengeschwindigkeit fiir die Ein-
zelflammen nicht mehr erfillt ist und die Flamme nur noch als gemeinsa-
me konische Flamme “abgehoben” bestehen kann. Nach dieser Schlussfolge-
rung sollte es moglich sein, die Flammenumschlagspunkte mithilfe eines Ab-
blasekriteriums der Einzelflammen zu beschreiben. Hierfiir eignet sich das
Peclet-Kriterium, welches das globale Abblasen des Matrixbrenners beschrei-
ben kann und auch urspriinglich am theoretischen Modell einer Rohrflamme
hergeleitet wurde.

Zur Berechnung der Pe,,-Zahl wird wieder die Wahl einer charakteristischen
Geschwindigkeit u.j,, und einer charakteristischen Lange d.j,, benétigt.
Fiir eine Einzelflamme ist die Wahl des Bohrungsdurchmessers dgoprung als
charakteristische Lénge offensichtlich, die zum einen die Flammenldnge be-
einflusst und zum anderen grundlegend fiir die Turbulenzerzeugung ist.
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Flammenumschlag :  dcpqr = dpohrung (10.4)

Hinsichtlich der charakteristischen Geschwindigkeit u.j, wurde fur das glo-
bale Abblasen die Brennkammergeschwindigkeit ugg gewéhlt, da kurz vor
dem globalen Abblasen eine konische Flammenform vorliegt, die weit in die
Brennkammer hineinreicht und das Abblasen an der Flammenfront einsetzt.
Fir den Flammenumschlag, dem ”Abblasen” der Einzelflammen, sind diese
Umstédnde nicht gegeben. Die einzelnen Strahlflammen brennen nahe an der
Diise, wo die exakte Ausdehnung der Brennkammer noch keine signifikante
Rolle spielt. Deshalb wird zur Beschreibung der Flammenumschlagpunkte die
Bohrungsgeschwindigkeit 1, als charakteristische Geschwindigkeit gewahlt.

Flammenumschlag : uUqpqr = Ug (10.5)

Mit dieser Wahl der charakteristischen Variablen konnen die in Kapitel 8.3 nu-
merisch berechneten Flammenumschlagpunkte in Abb. 10.4 in einem Peclet-
Diagramm aufgetragen werden. Zusatzlich sind in diesem Diagramm zum
Vergleich die numerisch berechneten globalen Abblasepunkte, sowie die re-
sultierenden Peclet-Geraden aus den numerischen Rechnungen (durchgezo-
gene Linie) und aus dem Experiment (gestrichelte Linie) dargestellt. Auch
fur die Flammenumschlagpunkte wurde nach der Peclet-Gleichung eine Aus-
gleichsgerade erstellt.

Zunichst ist zu erkennen, dass die Flammenumschlagpunkte im doppelt log-
arithmischen Peclet-Diagramm gut durch die Ausgleichsgerade approximiert
werden kénnen. Somit ist das Peclet-Kriterium fiir die Beschreibung der Flam-
meniibergangspunkte anwendbar. Mit der Wahl der individuellen charakte-
ristischen Geschwindigkeiten, liegen die Flammenumschlagpunkte beziiglich
der beiden Peclet-Zahlen in einem dhnlichen Wertebereich wie die der globa-
len Abblasepunkte. Allerdings liegt die Peclet-Kurve des Flammenumschlages
iiber der Peclet-Kurve des globalen Abblasens. Wird der Flammenumschlag
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wieder als Abblasen der einzelnen Strahlflammen interpretiert, so bedeutet
dies, dass auf die individuellen Systemvariablen bezogen die einzelnen Strahl-
flammen einen grofieren Stabilititsbereich aufweisen als die gemeinsame Ke-
gelflamme. Dieses Verhalten kann vermutlich auf folgende zwei Effekte zu-
riickgefithrt werden: Einerseits auf die schwachen, dennoch vorhandenen Re-
zirkulationszonen zwischen den einzelnen Strahlflammen, die durch die Re-
zirkulation der heiflen Abgase zu einer verbesserten Flammenstabilisierung
fithren und bei der Kegelflamme nicht vorzufinden sind. Zum anderen durch
die Turbulenz direkt vor der Flammenfront. Wie bereits in der Untersuchung
der turbulenten kinetischen Energie in Abb. 8.8 gezeigt werden konnte, lie-
gen in der nicht-reaktiven Stromung die turbulentesten Gebiete nahe der Diise
vor. Daher ist es anzunehmen, dass die turbulente Flammengeschwindigkeit
der einzelnen Strahlflammen héher ist, als die der abgehobenen Kegelflamme.

Die aus den numerischen und experimentellen Datenpunkten ermittelten Pa-
rameter der Peclet-Gleichung sind in Tablle 10.2 dargestellt. Die Steigung der
Peclet-Gerade kann hierbei durch den Exponenten n quantifiziert werden. Es
ist zu sehen, dass die Peclet-Kurve der Flammenumschlagpunkte néherungs-
weise parallel zu der Peclet-Kurve der numerischen Abblasepunkte liegt, was
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Abbildung 10.4: Korrelation der Flammenumschlagpunkte und der globalen Abblasegrenzen
mithilfe des Peclet-Kriteriums, aufgetragen in einem Peclet-Diagramm
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sich in einem sehr dhnlichen Exponenten n dufiert. Diese Kurven sind jedoch
steiler als die Peclet-Kurve, die mithilfe der Experimente bestimmt wurde. Der
Grund in der unterschiedlichen Steigung ist vermutlich wieder bei den Si-
mulationen der hochsten Geschwindigkeiten zuriickzufithren, bei denen die
Zellaufl6sung nicht mehr ausreichend fiir eine akkurate Berechnung ist.

In diesem Kapitel konnte gezeigt werden, dass der Flammenumschlag als
ein Abblasen der Einzelflammen interpretiert werden kann und daher mit
dem Peclet-Kriterium beschrieben werden kann. Unter Verwendung der
volumetrischen Bohrungsgeschwindigkeit als charakteristische Geschwin-
digkeit konnen die Flammenumschlagpunkte aller Diisen eines konstanten
Versperrungsverhéaltnisses mithilfe der Peclet-Gleichung korreliert werden.
Die Peclet-Kurve des Flammenumschlages weist eine dhnliche Steigung wie
die des numerisch berechneten globalen Abblasens auf und liegt in einem
dhnlichen Peclet-Zahlen Bereich vor.

Tabelle 10.2: Numerisch und experimentell bestimmte Pecletparameter des globalen Abblasens
und des Flammenumschlages

Vorfaktor C Exponent n
Globales Experiment 19,95 1,36
Abblasen Simulation 7,35 1,60
Flammenumschlag Simulation 1,70 1,79
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Im Rahmen dieser Arbeit wurde ein komplexes Brennersystem, welches aus
einer Matrix an unverdrallten Strahlflammen besteht, untersucht, welches bis-
lang weniger Aufmerksamkeit in der Forschung erfahren hat als die gut un-
tersuchten Einzelstrahlflammensysteme. Die vorliegende Untersuchung hat
wesentliche Beitrage zum Verstdndnis der Vorginge im Matrixbrenner er-
bracht und zudem numerische sowie analytische Berechnungsmoglichkeiten
der mageren Abblasegrenzen entwickelt. Dabei wurde insbesondere der Ein-
fluss fundamentaler geometrischer Parameter der Diisen, d. h. des Bohrungs-
durchmessers und des Versperrungsverhaltnisses, auf die Flammenstabilitit
analysiert. Zu diesem Zweck erfolgten sowohl eine experimentelle als auch
eine numerische Untersuchung des Stromungsfeldes, des Flammenverhaltens
sowie der Abblasegrenzen unter Variation der Diisengeometrie und der Be-
triebsbedingungen. Fiir die numerische Berechnung wurde ein Grobstruktur-
ansatz in Kombination mit einer Flame-Generated-Manifold-Modellierung ge-
wihlt. Dieser Ansatz erméglicht durch die signifikante Reduktion der zu 16-
senden Gleichungen und den damit verbundenen moderaten Rechenaufwand
eine vielversprechende Grundlage fiir eine zukiinftige Anwendung auf kom-
plexe industrielle Geometrien. Der hier beschriebene Ansatz erfordert die Mo-
dellierung der Turbulenz-Chemie-Interaktion (TCI), fiir die zwei unterschied-
liche Modelle verwendet und hinsichtlich der Berechnung der mageren Ab-
blasegrenzen evaluiert wurden. Hierbei handelte es sich zum einen um das auf
der Wahrscheinlichkeitsdichte basierende JPDF-Modell und zum anderen um
das auf der turbulenten Flammengeschwindigkeit basierende TFC-Modell.

Zu Beginn der Untersuchungen wurde das nicht-reaktive Stréomungsfeld
im Matrixbrenner mithilfe der Laser-Doppler-Anemometrie vermessen.
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Dabei konnte nachgewiesen werden, dass sich bei Verdnderung des Boh-
rungsdurchmessers dhnliche mittlere Geschwindigkeitsfelder ausbilden. Das
turbulente Langenmafl sowie die turbulente kinetische Energie nehmen
dabei mit steigendem Bohrungsdurchmesser zu. Der Bohrungsdurchmesser
erweist sich somit als eine bedeutende charakteristische Langendimension
dieses Brenners. Zudem konnte nachgewiesen werden, dass die Profile der
Geschwindigkeit und der turbulenten kinetischen Energie mit der volu-
metrischen Bohrungsgeschwindigkeit skalieren. Folglich stellt diese Grof3e
ebenfalls eine charakteristische Grofle dieses Systems dar. Des Weiteren
wurde die Flammenform numerisch mit beiden TCI-Modellen berechnet. Ob-
wohl beide Modelle eine signifikante Diskrepanz beziiglich der berechneten
Flammendicke aufweisen, zeigen beide Modelle eine &hnliche Veranderung
in der Flammenform mit steigender Luftzahl bzw. steigendem Volumenstrom.
Bei fetten Mischungsverhéltnissen bzw. niedrigen Volumenstrémen werden
multiple, isolierte und kurze Einzelflammen berechnet, wihrend sich die
Flammen bei magereren Mischungsverhédltnissen bzw. hoheren Volumen-
stromen zu einer gemeinsamen, deutlich langeren, kegelformigen Flamme
vereinen. Dariiber hinaus lassen sich neben Unterschieden in der Flam-
menldnge auch signifikante Abweichungen in der rdumlichen Verteilung
der Reaktionszonen zwischen den verschiedenen Flammenformen feststel-
len. Wahrend sich diese Zonen bei multiplen Einzelflammen vorzugsweise
zentral im Brennraum am Ende der Flammen konzentrieren, zeigen sie
sich bei Kegelflammen verstiarkt wandnah verteilt, was die konzeptionellen
Anforderungen an die geometrische und funktionale Auslegung der Brenn-
kammer mafigeblich beeinflusst. Im Rahmen der numerischen Berechnung
der Flammenumschlagpunkte wurde die Verteilung der Abgaszonen zur
Charakterisierung der Flammenform herangezogen. Es konnte nachgewiesen
werden, dass die Flammenumschlagpunkte mafigeblich von der Diisengeome-
trie und den Betriebsparametern abhiangen. So wird bei einem vergréferten
Bohrungsdurchmesser der Flammenumschlag bei hoheren thermischen
Leistungen beobachtet. Zudem fiihrt eine Erhchung der laminaren Flammen-
geschwindigkeit, beispielsweise durch Nutzung eines fetteren Gemisches
oder durch Erhohung der Vorwirmtemperatur, zu einer Verschiebung des
Flammenumschlages zu héheren Gemischvolumenstromen.
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Im Folgenden wurde die Flammenstabilitat in Form der mageren Abblase-
grenze (engl. Lean Blow Out, LBO) detaillierter untersucht. Zunéchst wur-
de der Einfluss diverser geometrischer und thermodynamischer Parameter
auf die Abblasegrenzen untersucht. Auch hier konnte analog zum Flammen-
umschlag festgestellt werden, dass ein Gleichgewicht zwischen der mittleren
Stromungsgeschwindigkeit und der Flammengeschwindigkeit zur Stabilisie-
rung der Flamme bestehen muss. Somit wird bei einer Erh6hung der lami-
naren Flammengeschwindigkeit die magere Abblasegrenze zu héheren Ein-
trittsgeschwindigkeiten verschoben. Die Messungen zeigen, dass ein zuneh-
mender Bohrungsdurchmesser den Stabilitdtsbereich erweitert, was auf die
mit dem Bohrungsdurchmesser steigende Erh6hung des turbulenten Langen-
mafles und der turbulenten kinetischen Energie, die eine Erh6hung der tur-
bulenten Flammengeschwindigkeit bewirken, zuriickzuftihren ist. Kurz vor
dem Abblasen liegt eine konische Flamme vor, die weit in die Brennkammer
hineinreicht. Fir diese Kegelflamme stellt die mittlere volumetrische Brenn-
kammergeschwindigkeit eine charakteristische Gréle des Abblasens dar, die
proportional zum Versperrungsverhaltnis ist.

Zur Untersuchung des Abblaseverhaltens sowie zur Berechnung der ma-
geren Abblasepunkte erfolgte ein numerisches Setup unter Verwendung
zweier verschiedener TCI-Modelle. Hierbei zeigt das JPDF-Modell ein plotz-
liches globales Flammenverldschen bei der Uberschreitung einer kritischen
Diisenaustrittsgeschwindigkeit, wahrend das TFC-Modell mit steigendem
Volumenstrom ein stufenweises Heraustragen der Flammenwurzel berech-
net. Das TFC-Modell berechnet auch bei sehr hohen Geschwindigkeiten noch
stabile Reaktionszonen in der Brennkammer. Charakterisiert wurde das LBO-
Ereignis bei den Simulationen beider TCI-Modelle mithilfe des transienten
Verlaufs der brennkammergemittelten Reaktionsrate. Diese weist direkt vor
dem Abblasepunkt ein Maximum auf und sinkt danach, sodass eine exakte
Bestimmung des Abblasepunktes fiir alle Simulationen moglich ist. Mit
beiden Modellen konnte eine sehr gute Ubereinstimmung der berechneten
LBO-Punkte mit den experimentellen Werten der Diisen des Versperrungs-
verhaltnisses DR = 2,8 erzielt werden, deren Abweichung im Mittel zwischen
10 und 15 % liegt. Fiir die Vorhersage der LBO-Punkte der Diisen des hoheren
Versperrungsverhaltnisses konnte jedoch lediglich das JPDF-Modell eine gute
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Ubereinstimmung mit den Experimenten liefern, wihrend das TFC-Modell
die Abblasegeschwindigkeiten signifikant tiberschatzt.

Die Erkenntnisse der experimentellen und numerischen Studien wurden zur
Entwicklung einer geeigneten Korrelation der Abblasegrenzen herangezogen.
Zu diesem Zweck wurde das Peclet-Kriterium gewahlt. Es konnte gezeigt wer-
den, dass unter Nutzung des Bohrungsdurchmessers und der volumetrischen
Brennkammergeschwindigkeit als charakteristische Variablen die Abblase-
grenzen der verschiedenen Diisen eines konstanten Versperrungsverhéltnis-
ses mithilfe einer Peclet-Kurve beschrieben werden konnen. Fiir das héhere
Versperrungsverhiltnis liegen die Abblasepunkte in einem sehr dhnlichen Be-
reich beziiglich der Peclet-Zahlen, jedoch weist die Peclet-Kurve eine hohere
Steigung auf. Dies lésst sich vermutlich damit erklaren, dass die untersuch-
ten Flammen bei den verschiedenen Versperrungsverhéltnissen unterschied-
lichen Flammentypen zuzuordnen sind und durch ihre Unterschiede in der
Turbulenzinteraktion den Peclet-Exponenten verdndern. Zuletzt konnte ge-
zeigt werden, dass der Flammenumschlag als ein Abblasen der Einzelflam-
men interpretiert und folglich auch durch das Peclet-Kriterium beschrieben
werden kann.

Zusammenfassend konnte in dieser Arbeit das Verstéandnis der Flammenphé-
nomene im Matrixbrenner verbessert werden. Mithilfe dieser wurden erfolg-
reich sowohl analytische als auch numerische Berechnungsmethoden zur Be-
stimmung der mageren Abblasepunkte entwickelt. Trotz der erzielten Fort-
schritte bleiben weiterhin Themen, die in zukiinftigen Forschungsarbeiten
prazisiert und verifiziert werden sollten. Zunachst wurde in der Forschung im
Bereich des turbulenten Freistrahls bisher iiberwiegend der Ahnlichkeitsbe-
reich untersucht, wihrend der Kern- und Ubergangsbereich, in dem die Stabi-
lisierung der Flamme stattfindet, bislang wenig beachtet wurde. Zudem beru-
hen die verfiigharen Messdaten fiir den Freistrahl vorwiegend auf konven-
tionellen Sondenmethoden wie Staudruck- und Hitzdrahtsonden. Optische
Messverfahren konnten wesentlich prézisere Daten liefern, die insbesonde-
re fir die Grobstruktur-Modellierung von grofler Bedeutung sind. Es wire
wiinschenswert, dass zukiinftige Forschungsprojekte dabei den Fokus ver-
starkt auf den Vergleich von Freistrahl- und multiplen Strahldesigns richten.
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Des Weiteren sollten im Zusammenhang mit dem Design der hohen Blockie-
rungsverhéltnisse Experimente und Berechnungen durchgefiihrt werden, die
sich mit hohen laminaren Brenngeschwindigkeiten und damit Flammen mit
einer Damkohler-Zahl grofier eins befassen. Dies wiirde die Vermutung be-
statigen, dass der Exponent der Pe-Zahl in diesem Bereich einen niedrigeren
Wert aufweist, was fiir ein besseres Verstidndnis der zugrunde liegenden phy-
sikalischen Prozesse von Bedeutung ist. Ein weiterer Aspekt, der in zukiinfti-
gen Forschungsarbeiten beriicksichtigt werden sollte, betrifft den Flammen-
umschlag. Dieser wurde in dieser Arbeit nur numerisch untersucht, weshalb
eine Verifikation durch experimentelle Untersuchungen unerlésslich ist. Da
sich das Ausbrennverhalten und die Flammenlédnge wihrend des Umschlags
signifikant verandern, ist die prézise Bestimmung des Umschlagpunkts von
entscheidender Bedeutung fiir die Auslegung und Optimierung von Verbren-
nungsprozessen im Matrixbrenner.

Zuletzt erlauben die hier entwickelten Korrelationen auf Basis der enthalte-
nen Flammengeschwindigkeit eine Vorhersage der Flammenablasegrenzen in
der Theorie auch bei erhohten Druckbedingungen und fiir andere Brennstoffe.
Es obliegt zukiinftigen Untersuchungen, dies zu verifizieren. Dabei verdient
insbesondere die Verbrennung von Wasserstoff im Kontext der Klimawen-
de besondere Aufmerksamkeit, wobei hier neben der Abblasegrenze auch die
Riickschlaggrenze von grofler Bedeutung ist. Die hier entwickelten Ansétze
konnen hierbei ein solides Fundament fiir die Vorhersage und weitere expe-
rimentelle und numerische Analysen der Flammenstabilitét bieten.
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