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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 stabilitymechanisms inmulti-
jet configurations and offer practical insights for optimizing and designing
modern gas turbine combustion system designs.
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Kurzfassung

In den vergangenen Jahrzehnten wurden drallstabilisierte Flammen aufgrund
ihrer aerodynamischen Stabilisierungseigenschaften im Vergleich zu staukör-
perstabilisierten Flammen oder einfacher Strahlflammen häufig 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 Strömungsverhalten dieses Matrixbrenners
werden mittels einer Kombination aus numerischen Strömungssimulationen
(CFD) und experimentellen Methoden analysiert. In dieser Konfiguration ist
die Wechselwirkung zwischen benachbarten Flammen von zentraler Bedeu-
tung für das Verständnis der zugrunde liegenden Stabilisationsmechanismen.
Der Forschungsschwerpunkt liegt dabei auf der Bestimmung dermagerenAb-
blasegrenze sowie der Analyse des Einflusses zentraler thermodynamischer
und geometrischer Parameter. Dazu werden verschiedene Düsenkonfigura-
tionen untersucht, die sich in charakteristischen geometrischen Parametern
unterscheiden. Zur präzisen Vorhersage des Abblasverhaltens unter variie-
renden Betriebsbedingungen wird ein CFD-Setup entwickelt und validiert.
Zuletzt werden analytische Korrelationen abgeleitet, die die Abblasgrenzen
mit fundamentalen Einflussgrößen verknüpfen.

Die Ergebnisse tragen zum vertieften Verständnis der Stabilitätsmechanismen
inMehrstrahlbrennern bei und liefern fundierte Erkenntnisse für die Optimie-
rung und Auslegung moderner Gasturbinenbrennkammern.
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1 Einleitung

1.1 Motivation

Die Verbrennung fossiler Brennstoffe ist eine Schlüsseltechnologie in der En-
ergietechnik der Menschheit. Dabei stellen jedoch die ausgestoßenen Gase
ein Problem dar, die für eine Verstärkung des Treibhauseffektes auf der Erde
und damit für einen ungewollten Klimawandel sorgen. Um den Ausstoß die-
ser Klimagase zu reduzieren, werden immermehr erneuerbare Energiequellen
ausgebaut. Dies ist in der energetischen Entwicklung ausgewählter erneuer-
barer Energiequellen in Deutschland nach Abb. 1.1 zu erkennen. Besonderer
Bedeutung wird der Windkraft und der Solarenergie beigemessen. Ein großer
Nachteil dieser Technologien ist jedoch, dass die Energieerzeugung intermit-
tierend erfolgt und selten mit dem benötigten Energiebedarf übereinstimmt.
Aktuell wird das Problem weitestgehend mithilfe auf Gasturbinen basieren-
der Kraftwerke gelöst, die aufgrund ihrer schnellen Anlaufzeit ein solches
Energiedefizit überbrücken können und damit die zuverlässige Verfügbarkeit
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Abbildung 1.1: Jährliche Energieproduktion ausgewählter erneuerbarer Energiequellen in
Deutschland [ISE21]
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1 Einleitung

von elektrischer Energie in der Gesellschaft sicherstellen. Aus diesem Grund
wird die Gasturbinentechnologie auch von der EU-Kommission als essenzi-
elle Brückentechnologie 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, Zuverlässigkeit und Lebensdauer
der Gasturbinen erhalten bleibt.

Abbildung 1.2: Foto des hier unter-
suchten Matrixbrenners

In den letzten Jahrzehnten wurde die drall-
stabilisierte Flamme bei der Verbrennung
in Gasturbinen aufgrund ihrer aerodynami-
schen Stabilisierung gegenüber der staukör-
perstabilisierten Flamme und der einfachen
Strahlflamme bevorzugt. Kommerzielle Gas-
turbinen neigen jedoch aufgrund der Wech-
selwirkung zwischen den natürlichen akus-
tischen Moden der Geometrie und der Ver-
brennung zu Druckschwankungen im ma-
geren Bereich, die zum Erlöschen der Flam-
me und zur Zerstörung der nachgeschal-
teten Turbine führen können und somit
den stabilen Betriebsbereich einschränken
[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 können in einer Rohrringbrennkammer verwendet werden und
sind im Vergleich zu einer Ringbrennkammer einfacher auszulegen, da ledig-
lich ein einzelnes Segment untersucht werdenmuss. Zwar wird auch bei einer
Ringbrennkammer in der Regel nur ein einzelnes Brennersegment getestet,
jedoch gestaltet sich die Übertragung dieser Testergebnisse auf das Verhal-
ten der gesamten Brennkammer als problematisch. Dies liegt darin begrün-
det, dass in einer Ringbrennkammer aerodynamischeWechselwirkungen zwi-
schen den Drallflammen der einzelnen Brennersegmente auftreten können.
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1.2 Zielsetzung dieser Arbeit

Diese Wechselwirkungen können zu unerwarteten Phänomenen führen, wie
etwa Schwingungen, die im schlimmsten Fall ein frühzeitiges Flammenabbla-
sen zur Folge haben können. Die Vorhersage solcher Phänomene stellt bis
heute eine erhebliche Herausforderung dar.

Für 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 über die Einflüsse der verschiedenen Parameter auf die Stabiltäts-
grenzen ist für 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 imMatrixbrenner voranzutreiben. Der Fokus liegt dabei auf der Un-
tersuchung der Flammenstabilität, insbesondere in Bezug auf die magere Ab-
blasegrenze, die für die Auslegung eines solchen Brenners von fundamentaler
Bedeutung ist. Die magere Abblasegrenze resultiert aus dem Zusammenspiel
der thermodynamischen Eingangsparameter mit dem komplexen Strömungs-
feld. Speziell der Einfluss geometrischer Parameter auf das Strömungsfeld und
dessen Auswirkungen auf die Flammenstabilität wurden in der Literatur noch
nicht umfassend erforscht. Um dieses Verständnis zu verbessern, wurden eine
Reihe von experimentellen und numerischen Untersuchungen durchgeführt.

Die Ziele dieser Arbeit lauten wie folgt:

â Untersuchung der Flammendynamik und des Strömungsfeldes mithilfe
numerischer CFD-Strömungsberechnungen und Experimenten.

â Ermittlung der Einflüsse grundlegender thermodynamischer und
geometrischer Parameter auf die Abblasegrenze. Dazu werden
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1 Einleitung

verschiedene Düsen untersucht, die sich in ausgewählten
geometrischen Parametern unterscheiden.

â Entwicklung und Validierung eines numerischen CFD-Aufbaus, der
die Berechnung der mageren Abblasegrenzen ermöglicht.

â Entwicklung analytischer Korrelationen der Abblasegrenzen in
Abhängigkeit von grundlegenden Einflussgrößen.
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2 Erhaltungsgleichungen der
Strömungsmechanik

2.1 Grundgleichungen der CFD

Für die Modellierung einer strömenden Fluidphase werden die Bilanzglei-
chungen der Erhaltungsgrößen Masse, Impuls und Energie genutzt. In die-
sem Kapitel werden die zugrundeliegenden Gleichungen kurz eingeführt und
in den folgenden Kapiteln eine numerische Modellierung dieser vorgestellt.
Auf Herleitungen und Ausführungen 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
lässt sich mithilfe der Indexschreibweise in folgender Form darstellen:

𝜕𝜌
𝜕𝑡 +

𝜕(𝜌𝑢𝑖)
𝜕𝑥𝑖

= 0 (2.1)

In dieser Gleichung beschreibt der erste Term die zeitliche Änderung der loka-
len Dichte aufgrund des durch den zweiten Term beschriebenen konvektiven
Flusses der Masse.
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2 Erhaltungsgleichungen der Strömungsmechanik

2.1.2 Bilanz des Impulses

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

𝜕𝜌𝑢𝑗
𝜕𝑡 +

𝜕(𝜌𝑢𝑖𝑢𝑗)
𝜕𝑥𝑖

= − 𝜕𝑝
𝜕𝑥𝑗

+ 𝜕
𝜕𝑥𝑗

(𝜏𝑖𝑗,𝑙) + 𝑓𝑗 (2.2)

Im Term 𝑓𝑗 sind alle Volumenkräfte, wie beispielsweise die Gravitationskraft
beschrieben. Die viskosen Spannungskräfte sind durch den Tensor 𝜏𝑖𝑗,𝑙 be-
schrieben, der für ein newton’sches Medium durch folgende Gleichung ge-
geben ist:

𝜏𝑖𝑗,𝑙 = 𝜇 (2 𝑆 𝑖𝑗 −
2
3𝛿𝑖𝑗

𝜕𝑢𝑘
𝜕𝑥𝑘

) (2.3)

Hierbei stellt 𝛿𝑖𝑗 den Einheitstensor dar und 𝑆 𝑖𝑗 den Deformationstensor, der
folgendermaßen definiert ist:

𝑆 𝑖𝑗 =
1
2 (

𝜕𝑢𝑖
𝜕𝑥𝑗

+
𝜕𝑢𝑗
𝜕𝑥𝑖

) (2.4)

Aufgrund der hohen Temperaturabhängigkeit der Dichte und der Viskosität
besitzt die Verbrennung einen direkten Einfluss auf die Impulsgleichung.
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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 än-
dern. Zur Beschreibung des Gemischeswerden Bilanzierungsgleichungen ein-
zelner Spezies genutzt. Für eine Spezies 𝑘 kann so der Massenanteil 𝑌 bilan-
ziert werden:

𝜕𝜌𝑌 𝑘
𝜕𝑡 + 𝜕(𝜌𝑢𝑖𝑌 𝑘)

𝜕𝑥𝑖
= − 𝜕𝑗𝑖

𝜕𝑥𝑖
+ 𝜔̇𝑘 (2.5)

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

𝑗𝑖 = − 𝜇𝑙
𝑆𝑐𝑘

𝜕𝑌 𝑘
𝜕𝑥𝑖

(2.6)

Dieser Ausdruck enthält die dimensionslose Schmidtzahl 𝑆𝑐𝑘 , die das Verhält-
nis des diffusivem Impulstransports zum diffusivem Stofftransport beschreibt:

𝑆𝑐𝑘 =
𝜇𝑙
𝜌𝐷𝑘

(2.7)

Da die Summe aller Speziesmassen eins ergibt, wird für ein System, das aus
𝑁 Spezies besteht,𝑁−1 Speziesgleichungen zur vollständigen Beschreibung
benötigt.
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2 Erhaltungsgleichungen der Strömungsmechanik

2.1.4 Erhaltung der Energie

Bei reagierenden Strömungen findet durch die Wärmefreisetzung der Reak-
tion eine Erhöhung der Temperatur statt, die über den ersten Hauptsatz der
Thermodynamik beschrieben werden kann. Dieser beschreibt, dass die innere
Energie 𝑒 nur durch verrichtete Arbeit und zu- und abgeführte Wärmeströme
verändert werden kann:

𝜕𝜌𝑒
𝜕𝑡 + 𝜕(𝜌𝑢𝑖𝑒)

𝜕𝑥𝑖
= −𝜕𝑗

𝑞
𝑖

𝜕𝑥𝑖
+ (𝜏𝑖𝑗,𝑙 − 𝑝𝛿𝑖𝑗)

𝜕𝑢𝑖
𝜕𝑥𝑗

+ ̇𝑞𝑅 (2.8)

Der erste Term auf der linken Seite beschreibt die zeitliche Änderung der in-
neren Energie, während der zweite Term den konvektiven Transport darstellt.
Auf der rechten Seite steht der diffusive und konduktive Transport, sowie ein
Term, der die durch Reibungskräfte verrichtete Arbeit beschreibt. Im letzten
Term ̇𝑞𝑅 sind mögliche Quell- bzw. Senkenterme zusammengefasst.

In strömenden Systemenwird anstatt der inneren Energie häufig die Enthalpie
bilanziert, welche durch folgenden Zusammenhang mit der inneren Energie
verknüpft ist:

ℎ = 𝑒 + 𝑝
𝜌 (2.9)

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

𝜕𝜌ℎ
𝜕𝑡 + 𝜕(𝜌𝑢𝑖ℎ)

𝜕𝑥𝑖
= 𝐷𝑝

𝐷𝑡 −
𝜕𝑗𝑞𝑖
𝜕𝑥𝑖

+ (𝜏𝑖𝑗,𝑙 − 𝑝𝛿𝑖𝑗)
𝜕𝑢𝑖
𝜕𝑥𝑗

+ ̇𝑞𝑅 (2.10)
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2.1 Grundgleichungen der CFD

Hierbei beschreibt 𝐷
𝐷𝑡

die substantielle Ableitung und umfasst daher sowohl
lokale als auch konvektive Beiträge. Die spezifische Enthalpie ℎ kann für idea-
le Gase mithilfe der spezifischen Enthalpie der𝑁𝑘 Spezies berechnet werden:

ℎ =
𝑁𝑘

∑
𝑘=1

ℎ𝑘𝑌 𝑘 (2.11)

Die spezifische Enthalpie ℎ𝑘 setzt sich aus der spezifischen Bildungsenthalpie
ℎ0𝑘 bei der Referenztemperatur 𝑇0 und der fühlbaren Wärme zusammen:

ℎ𝑘 = ℎ0𝑘 +∫
𝑇

𝑇0
𝑐𝑝,𝑘(𝑇)𝑑𝑇 (2.12)

In dieser Gleichung beschreibt 𝑐𝑝,𝑘 die spezifische Wärmekapazität bei isoba-
rer Zustandsänderung der Spezies 𝑘. Die Enthalpie ℎ𝑘 stellt im Laufe einer
Reaktion eine Erhaltungsgröße dar und kann nur durch äußere Energiezu-
fuhr bzw. -abfuhr geändert werden.

Der Wärmestrom 𝑗𝑞𝑖 kann in einen konduktiven (𝑗𝑞,𝑐𝑖 ) und einen massendif-
fusiven Wärmestrom (𝑗𝑞,𝑑𝑖 ) unterteilt werden:

𝑗𝑞𝑖 = 𝑗𝑞,𝑐𝑖 + 𝑗𝑞,𝑑𝑖 (2.13)

Der konduktive Wärmestrom kann durch das Fourier’sche Gesetz der Wär-
meleitung mithilfe des Temperaturgradienten und der Wärmeleitfähigkeit 𝜆
beschrieben werden:

𝑗𝑞,𝑐𝑖 = −𝜆 𝜕𝑇𝜕𝑥𝑖
(2.14)
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2 Erhaltungsgleichungen der Strömungsmechanik

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

𝑗𝑞,𝑑𝑖 =
𝑁𝑘

∑
𝑘=1

ℎ𝑘𝑗𝑖 (2.15)

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

𝑃𝑟 =
𝜇𝑐𝑝
𝜆 (2.16)

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

𝑗𝑞𝑖 = − 𝜇
𝑃𝑟 [

𝜕ℎ
𝜕𝑥𝑖

+
𝑁𝑘

∑
𝑘=1

( 𝑃𝑟𝑆𝑐𝑘
− 1)ℎ𝑘

𝜕𝑌 𝑘
𝜕𝑥𝑖

] (2.17)

Die Lewis-Zahl 𝐿𝑒𝑘 = 𝑆𝑐𝑘
𝑃𝑟

beschreibt die Analogie zwischen Wärme- und
Stofftransport. Eine häufige Annahme in der Verbrennungsmodellierung ist
𝐿𝑒 = 1, wodurch der zweite Term in Gl. 2.17 entfällt.
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3 Grundlagen der Modellierung
turbulenter Strömungen

3.1 Beschreibung der Turbulenz

In der Strömungsmechanik wird zwischen laminaren und turbulenten Strö-
mungen unterschieden. Während erstere durch eine geordnete, parallele
Strömungsführung charakterisiert ist, die im Falle stationärer Umgebungs-
bedingungen in jedem Punkt zeitunabhängig ist, beinhaltet die turbulente
Strömung chaotische Wirbel verschiedenster Größen. Diese führen selbst
im Falle stationärer Umgebungsbedingungen zu einer Zeitabhängigkeit der
Strömungsgrößen. Andererseits bewirken diese Wirbel im Vergleich zur
laminaren Strömung einen stark erhöhten Impulstransport senkrecht zur
Strömungsrichtung, was zu einer deutlich verbesserten Durchmischung
führt. Dieser Umstand kann je nach technischer Applikation sowohl er-
wünscht als auch unerwünscht sein. Bei Anwendungen, bei denen eine
erhöhte Vermischung oder Wärmeübertragung vorteilhaft ist, kann die Tur-
bulenz die erforderliche Größe der Systeme erheblich verringern, jedoch
führt die Turbulenz auch zu erhöhten Reibungsverlusten, was beispielsweise
bei Pumpenanwendungen zu einer höheren nötigen Pumpenleistung führen
kann. Im Falle technischer Verbrennungen, insbesondere im Bereich der
Gasturbinen, ist die Bedeutung der erhöhten Vermischung dominant und
daher die turbulente Strömungsführung die Norm.

Reynolds erkannte, dass das Verhältnis der Massenträgheitskraft zu den Rei-
bungskräften der Strömung maßgeblich für die Beschreibung des Strömungs-
zustandes ist [Rey95]. Dieses Verhältnis wird durch die dimensionslose Rey-
noldszahl (Re-Zahl) beschrieben:

11



3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Strömungen

𝑅𝑒 = 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 ⋅ 𝐿𝑐ℎ𝑎𝑟
𝜈 (3.1)

Hierbei stellen 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 und 𝐿𝑐ℎ𝑎𝑟 ein charakteristisches Geschwindigkeits- und
Längenmaß der Strömung dar und 𝜈 die kinematische Viskosität des Fluids.
Bei niedrigen Werten der Re-Zahl führen die strömungsstabilisierenden Rei-
bungskräfte zu einer laminaren Strömung, während bei ausreichend hohen
Werten der Re-Zahl die destablisierenden Massenträgheitskräfte überwiegen,
wodurch ein Umschlag zu einer turbulenten Strömung erfolgt. Die kritische
Re-Zahl, bei der dieser Umschlag erfolgt, ist abhängig von der Strömungs-
geometrie.

Im Falle turbulenter Strömungen ist eine deterministische Beschreibung mit-
hilfe lokaler Erhaltungsgleichungmöglich, jedoch oft nicht sinnvoll, da bereits
kleinste Änderungen der Randbedingungen massive Auswirkungen auf die
aktuelle Verteilung der Feldgrößen der Strömung haben und in vielen Fällen
nur zeitlich gemittelte Größen von Interesse sind. Eine nützlichere Beschrei-
bung ist daher mithilfe der zugrundeliegenden Statistik möglich, die beispiels-
weise durch die Reynoldszerlegung [Hin75] gegeben ist und die die temporale
Funktion der Geschwindigkeit in einen Mittelwert 𝑢̄ und eine Schwankungs-
größe 𝑢′ unterteilt:

𝑢(𝑥,𝑡) = 𝑢̄(𝑥) + 𝑢′(𝑥,𝑡) (3.2)

Der Mittelwert 𝑢̄ stellt das statistische Moment erster Ordnung dar und ist
eine Kennzahl für die mittlere Strömung. Diese kann mithilfe einer zeitli-
chen Mittelung einer temporalen Geschwindigkeitsmessung bestimmt wer-
den, wobei für den exaktenWert die Messzeit 𝑇 gegen unendlich gehen müss-
te:
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3.2 Turbulenztheorie nach Kolmogorov

𝑢(𝑥) = 1
𝑇 ∫

𝑇

0
𝑢(𝑥,𝑡)𝑑𝑡 (3.3)

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

𝑢𝑅𝑀𝑆(𝑥) = √𝑢′2(𝑥) =
√√√
√

1
𝑇 ∫

𝑇

0
𝑢′2(𝑥,𝑡)𝑑𝑡 (3.4)

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

𝑇𝐾𝐸 = 1
2 (𝑢

2
𝑅𝑀𝑆 + 𝑣2𝑅𝑀𝑆 + 𝑤2

𝑅𝑀𝑆) (3.5)

3.2 Turbulenztheorie nach Kolmogorov

Kolmogorov beschrieb bereits 1941, dass die Turbulenz durch eine Vielzahl
von Wirbeln unterschiedlicher Längenskalen beschrieben werden kann, in
denen Energie von großen Wirbeln zu kleineren Wirbeln übertragen wird
[Kol91, Kol41]. Diese Enegiekaskade beginnt bei der Größenskala des inte-
gralen Längenmaßes und vollzieht sich bis zum kleinsten Längenmaß, dem
sogenannten Kolmogorov-Längenmaß, in dem die dissipativen Kräfte über-
wiegen und die Energie in Wärme dissipiert wird. Dazwischen befindet sich
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Strömungen

eine Spanne verschiedenster Größenskalen, die in Abhängigkeit der Re-Zahl
mehrere Größenordnungen umfassen kann. In diesem Bereich, dem Inerti-
albereich, sind die dissipativen Kräfte gegenüber den inertialen Kräften ver-
nachlässigbar, und ermöglichen so einen Energietransfer von großenWirbeln
auf die kleineren. Mithilfe einer Dimensionsanalyse leitete Kolmogorov ein
sogenanntes 5/3-Gesetz vor um die spezifische turbulente kinetische Ener-
gie E(𝜅) im Inertialbereich als Funktion der Wellenzahl 𝜅 zu beschreiben. Ei-
ne typische Verteilung der kinetischen Energie einer isotropen Turbulenz ist
in Abb. 3.1 dargestellt. Der Großteil der Energie befindet sich hierbei in den
großskaligen Wirbeln (Produktionsbereich), wird im Inertialbereich übertra-
gen und zuletzt im Bereich der Kolmogorovlänge dissipiert.

log 𝜅

lo
g

E(
𝜅)

InertialbereichProduktionsbereich Dissipationsbereich

∝ 𝜅−5/3

modelliert
berechnet modelliert

berechnet

RANS
LES
DNS

Abbildung 3.1: Energiespektrum einer isotropen Turbulenz [Wil06]
Kolmogorov postulierte, dass für eine ausgebildete Turbulenz die kleinenWir-
bel eine Isotropie aufweisen, da diese durch den größenunabhängigen Pro-
zess der Energiekaskade entstehen. Dies steht im großen Gegensatz zu den
großskaligen Wirbeln, die durch die umgebende Geometrie beeinflusst wer-
den und damit eine hohe Anisotropie aufweisen können. Kolmogorov schlug
vor die kleinskaligenWirbel durch ihre Viskosität 𝜈 und ihrer Dissipation 𝜖 zu
beschreiben. Die Dissipation ist mithilfe des Deformationstensors 𝑆 𝑖𝑗 durch
folgende Formel definiert [Pop05]:
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3.3 Bestimmung des integralen Längenmaßes der Turbulence

𝜖 = 2𝜈 𝑆 𝑖𝑗𝑆 𝑖𝑗 (3.6)

Mithilfe einer Dimensionsanalyse lässt sich das Kolmogorov Längenmaß de-
finieren:

𝐿𝜂 = (𝜈3/𝜖)
1
4 (3.7)

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

Nach Anderson gilt für das Verhältnis des Maßes der kleinen Kolmogorov
Wirbeln 𝐿𝜂 zu dem großen integralen Längenmaß 𝐿𝑡 folgender Zusammen-
hang [And04]:

𝐿𝜂
𝐿𝑡

∝ 𝑅𝑒−3/4 (3.8)

Da das integrale Längenmaß von der Geometrie abhängt und in erster Nä-
herung von der Strömung unabhängig ist, bedeutet dies, dass mit steigender
Turbulenz die kleinsten Skalen immer kleiner werden.

3.3 Bestimmung des integralen Längenmaßes

Wie in den vorherigen Kapiteln vorgestellt wurde ist die Berechnung der cha-
rakteristischen Längenskalen turbulenter Strukturen von entscheidender Be-
deutung für die Analyse verschiedener Strömungsphänomene und den Ent-
wurf technischer Systeme.
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Strömungen

Ein Ansatz zur Bestimmung der integralen Längenskala ist die Analyse
der Autokorrelationsfunktion von Geschwindigkeitsschwankungen. Diese
Methode nutzt die statistischen Eigenschaften der turbulenten Fluktuatio-
nen, um Informationen über die räumliche 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 Strömungen sind die Geschwindigkeitsschwankungen
an einem bestimmten Punkt im Raummit ihrenWerten zu verschiedenen Zei-
ten korreliert. Mathematisch ist die Autokorrelationsfunktion 𝑅𝑢𝑢 definiert
als:

𝑅𝑢𝑢(𝜏) = lim
𝑇→∞

1
𝑇 ∫

𝑇

0
𝑢′(𝑡)𝑢′(𝑡 + 𝜏)𝑑𝑡 (3.9)

Wird die Autokorrelationsfunktion normiert und integriert lässt sich ein in-
tegrales Makrozeitmaß der Turbulenz 𝜏𝑡 bestimmen:

𝜏𝑡 =
1

𝑢2𝑅𝑀𝑆
∫

∞

0
𝑅𝑢𝑢(𝜏)𝑑𝜏 (3.10)

Unter der Annahme, dass die mittlere Strömungsgeschwindigkeit 𝑢̄ bedeu-
tend höher ist als die Fluktuationsgeschwindigkeit 𝑢𝑅𝑀𝑆 ist, kann angenom-
men werden, dass die Wirbel die Messstelle „eingefroren“ überströmen, wo-
mit in dieser Zeit keine Veränderung der Wirbeln erfolgt. Nach dieser Tay-
lor’schen Hypothese [Tay35] kann das integrale Zeitmaß mit einer Konvek-
tionsgeschwindigkeit 𝑢𝑘 multipliziert werden um das integrale Längenmaß
𝐿𝑡 zu erhalten:

𝐿𝑡 = 𝜏𝑡 ⋅ 𝑢𝑘 (3.11)
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3.4 Turbulenzmodelierung

Für niedrige Turbulenzgeschwindigkeiten kann als Konvektionsgeschwindig-
keit die mittlere Strömungsgeschwindigkeit gewählt werden. Um auch den
Einfluss verstärkter Turbulenz zu berücksichtigen kann nach L’Vov folgende
Formel für die Konvektionsgeschwindigkeit genutzt werden [Lvo99]:

𝑢𝑘 = √𝑢̄2 + 𝑢2𝑅𝑀𝑆 (3.12)

3.4 Turbulenzmodellierung mithilfe einer
Grobstruktursimulation

Die in Kapitel 2.1 eingeführten Transportgleichungen können sowohl für die
Berechnung einer laminaren als auch einer turbulenten Strömung genutzt
werden.

Die Methode, die Erhaltungsgleichungen direkt zu lösen, wird als direkte nu-
merische Simulation (DNS) bezeichnet und verzichtet auf eine Modellierung
der Turbulenz, da hier alle turbulenten Skalen aufgelöst werden. Dies bietet
die höchste physikalische Genauigkeit in der Turbulenzdarstellung. Für die
Berechnung wird die zu untersuchende Strömungsdomäne in eine Vielzahl
an Zellen unterteilt. Eine Einschränkung dieser präzisen Methode stellt je-
doch die benötigte Rechenzeit dar. Diese ist maßgeblich von der Anzahl der
Zellen und der Größe des Zeitschrittes der transienten Rechnung abhängig.
Wie bereits in Kapitel 3.2 diskutiert wurde, sinkt mit steigender Reynoldszahl
die Größe der kleinsten Mikrowirbel und damit die Anforderungen an die
räumliche Auflösung des genutzten numerischen Gitters. Da weiterhin bei ei-
ner Verfeinerung des Gitters auch der Zeitschritt zur Einhaltung der Courant-
Friedrichs-Lewy-Stabilitätsbedingung näherungsweise linear verringert wer-
den muss, kann folgende Abhängigkeit der benötigte Rechenleistung 𝑡𝐶𝑃𝑈
von der Reynolds-Zahl bei einem 3D-Rechengitter hergeleitet werden [Frö06]:
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Strömungen

𝑡𝐶𝑃𝑈 ∝ 𝑅𝑒3𝑡 (3.13)

Somit führt die starke Abhängigkeit der Reynolds-Zahl bei der Nutzung der
DNS für stark turbulente Strömungen zu einem sehr hohen rechnerischen
Aufwand, den auch moderne Hochleistungsrechensysteme kaum bewältigen
können. Daher beschränkt sich die Nutzung der DNS weitestgehend auf aka-
demische Fälle und ist auch in absehbarer Zeit nicht für industrielle Anwen-
dungen geeignet.

Die Alternative zur DNS ist es die turbulenten Skalen nicht oder nur zum Teil
aufzulösen und ihre Effekte auf die Strömung durch statistische Methoden zu
berücksichtigen. Dies führt jedoch zu der Einführung weiterer unbekannter
Variablen, für die zusätzlicheModelle zur Schließung benötigt 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 Strömung aufgelöst werden muss. Obwohl der Re-
chenaufwand im Vergleich zur DNS massiv reduziert wird, liefert die klassi-
sche RANS-Modellierung nur Informationen der zeitlich gemittelten Größen
und die transiente Beschreibung geht verloren. Die RANS-Modellierung wird
deshalb für die Berechnung stark instationärer Strömungen 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 großskaligen Turbulenzwirbel, die maßgeblich durch die Geometrie
beeinflusst werden und daher häufig 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 Homogenität 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 großskaligen Wirbel di-
rekt, während der Einfluss der Wirbel unterhalb einer bestimmter Filtergröße
mithilfe sogenannter Subgrid Scale Modelle (kurz SGS-Modelle) erfasst wird.
Mit dieser Vorgehensweise liefert die LES-Modellierung Informationen über
das zeitaufgelöste, dreidimensionale Strömungsfeld.

3.5 Favre-Filterung der Transportgleichungen

Grundlage der Grobstruktursimulation ist die sogenannte Favre Filterung. Da
in der Verbrennungsmodellierung große Dichtegradienten auftreten, die es
nicht mehr erlauben die Korrelation der Dichteschwankungen mit anderen
fluktuierenden Größen zu vernachlässigen, hat sich die Nutzung dichtegemit-
telter Größen etabliert. Favre schlug hierzu folgende Mittelung für ein Skalar
𝜙 vor [Fav65]:

̃𝜙 = 𝜌𝜙
𝜌 (3.14)

Bei der Favre Filterung wird auf Basis einer Skalentrennung die Variable 𝜙
in einen aufgelösten Anteil (grid scale) ̃𝜙 und einen nicht aufgelösten Anteil
(subgrid-scale) 𝜙″𝑆𝐺𝑆 aufgeteilt:

𝜙 = ̃𝜙 + 𝜙″𝑆𝐺𝑆 (3.15)

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

Erhaltung der Masse

𝜕 ̄𝜌
𝜕𝑡 +

𝜕( ̄𝜌𝑢̃𝑖)
𝜕𝑥𝑖

= 0 (3.16)

Erhaltung des Impulses

𝜕 ̄𝜌𝑢̃𝑖
𝜕𝑡 +

𝜕 ̄𝜌𝑢̃𝑖𝑢̃𝑗
𝜕𝑥𝑖

= − 𝜕 ̄𝑝
𝜕𝑥𝑗

+ 𝜕
𝜕𝑥𝑖

[𝜏𝑖𝑗,𝑙 − ̄𝜌 ̃𝜏𝑆𝐺𝑆𝑖𝑗 )] + ̄𝑓𝑖 (3.17)

mit

𝜏𝑆𝐺𝑆𝑖𝑗 = 𝑢𝑖𝑢𝑗 − 𝑢̃𝑖𝑢̃𝑗 (3.18)

Erhaltung der Energie

𝜕 ̄𝜌 ̃ℎ
𝜕𝑡 + 𝜕( ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃ℎ)

𝜕𝑥𝑖
= − 𝐷𝑝

𝐷𝑥𝑗
− 𝜕𝑗𝑞𝑖
𝜕𝑥𝑖

+𝜏𝑖𝑗,𝑙
𝜕𝑢𝑖
𝜕𝑥𝑗

− 𝜕𝜌(𝑢𝑖ℎ − 𝑢̃𝑖 ̃ℎ)
𝜕𝑥𝑖

(3.19)

In diesenGleichungen beschreiben Überstriche ̄⋅ Favre-gemittelte Größen und
Tilden ̃⋅ Favre-gefilterte Größen. Die Filterungsoperation erzeugt neue Un-
bekannte in der Impuls- und in der Energietransportgleichung in Form der
Mischterme 𝑢𝑖𝑢𝑗 (auch als Reynoldsspannung bezeichnet) und 𝑢𝑖ℎ. Diese Kor-
relationsterme benötigen eine zusätzliche Modellierung.

3.6 Wirbelviskositätsmodelle

Grundlage der Wirbelviskositätsmodelle ist die Boussinesq-Annahme
[Mal77]. Hierbei wird eine Ähnlichkeit der Reynoldsspannungen und
der molekularen Schubspannungen angenommen. Analog zur laminaren
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Viskosität 𝜇𝑙 wird eine scheinbare turbulente Viskosität (häufig auch als Wir-
belviskosität bezeichnet) 𝜇𝑡 bzw. 𝜇𝑆𝐺𝑆 eingeführt, die nach dem Stoke’schen
Reibungssatz zur Berechnung der Reynoldsspannung genutzt werden kann.
Im Gegensatz zur laminaren Viskosität stellt die turbulente Viskosität keine
Stoffgröße dar, sondern ist eine Funktion der Strömungsbedingungen. So
ergibt sich für die Berechnung des Spannungtensors folgende Gleichung:

𝜏𝑆𝐺𝑆𝑖𝑗 = −𝜇𝑡2 ̃𝑆 𝑖𝑗 +
1
3𝛿𝑖𝑗 ̃𝜏𝑘𝑘 (3.20)

Der zweite Term auf der rechten Seite der Gleichung entspricht einemPseudo-
Druck und wird oft mit dem Druck zusammengefasst. Das Problem des un-
bekannten Spannungstensors kann damit auf die Berechnung einer einzigen
Wirbelviskosität 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 Wirbelviskosität wurde von
Smagorinsky unternommen. Diese Berechnungsmethode lässt sich über eine
Dimensionsanalyse herleiten:

𝜇𝑡 ∝ ̄𝜌 ⋅ 𝐿𝑡 ⋅ 𝑢𝑡 (3.21)

Wird folgender Ansatz für das Geschwindigkeitsmaß 𝑢𝑡 gewählt

𝑢𝑡 = Δ|| ̃𝑆|| 𝑚𝑖𝑡 || ̃𝑆|| = √ ̃𝑆 𝑖𝑗 ̃𝑆 𝑖𝑗 (3.22)

und das Längenmaß 𝐿𝑡 dem Filtermaß Δ gleichgesetzt, folgt für die Wirbel-
viskosität:
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Strömungen

𝜇𝑆𝐺𝑆 = 𝐶2
𝑆Δ2√2 ̃𝑆 𝑖𝑗 ̃𝑆 𝑖𝑗 (3.23)

Hierbei stellt 𝐶𝑆 die Smagorinsky Konstante dar und kann beispielsweise mit-
hilfe der isotropen Turbulenz auf den Wert 𝐶𝑆 = 0,18 abgeschätzt werden
[Lil67]. Diese Konstante ist von der Art der Strömung abhängig, wodurch von
Autoren verschiedene Werte vorgeschlagen und genutzt werden. Das klas-
sische Smagorinsky-Modell ist aufgrund seiner Simplizität auch noch heute
verbreitet, jedoch wird in diesem Modell in Anwesenheit eines Geschwindig-
keitsgradienten immer eine Wirbelviskosität größer als Null berechnet. Dies
führt 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
erhöhten Dissipation in Wandnähe zu lösen 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 derWirbelviskosität verwendet, sondern auch der symmetri-
sche Teil des Spannungstensors 𝑆∗𝑖𝑗 zur Verringerung der Dissipation genutzt:

𝜇𝑆𝐺𝑆 = ̄𝜌Δ2𝐶2
𝑊

( ̃𝑆∗𝑖𝑗 ̃𝑆∗𝑖𝑗)3/2

( ̃𝑆 𝑖𝑗 ̃𝑆 𝑖𝑗)5/2 + ( ̃𝑆∗𝑖𝑗 ̃𝑆∗𝑖𝑗)5/4
(3.24)

Der spurlose symmetrische Teil des Geschwindigkeitsgradiententensors 𝑆∗𝑖𝑗
kann über folgende Gleichung berechnet werden:

𝑆∗𝑖𝑗 =
1
2 ( ̄𝑔2𝑖𝑗 + ̄𝑔2𝑗𝑖) −

1
3𝛿𝑖𝑗 ̄𝑔2𝑘𝑘 (3.25)
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3.6 Wirbelviskositätsmodelle

mit ̄𝑔𝑖𝑗 =
𝜕𝑢𝑖
𝜕𝑥𝑗

. Für die Konstantewird vonNicoud et al. einWert von𝐶𝑊 = 0,5
vorgeschlagen [Nic99].

3.6.3 LES Filter

Zur Nutzung der LES müssen die Größen gefiltert werden. Dies kann ent-
weder im spektralen oder im physischen Raum geschehen. Für diese Arbeit
wird das Rechengitter für die Filterung genutzt. Nach Daerdorf errechnet
sich die Filterweite Δ mithilfe des Zellvolumens 𝑉 𝑍𝑒𝑙𝑙𝑒 nach folgender For-
mel [Dea73]:

Δ = (𝑉 𝑍𝑒𝑙𝑙𝑒)
1
3 (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 großer Bedeutung für die korrekte Berech-
nung der Strömungsfelder. Im Falle einer LES stellt der Strömungseinlass
eine besondere Herausforderung dar, für den eine zeitaufgelöste Vorgabe des
turbulenten Geschwindigkeitsprofils nötig ist. Um dies zu umgehen, wird in
der Numerik oft der Einlass weit vor den zu untersuchenden Bereich gelegt,
sodass sich die Turbulenz selbständig einstellen kann. Diese Erweiterung
der numerischen Domäne ist jedoch nicht immer möglich, insbesondere
wenn die Brennergeometrie sehr komplex oder die Düse nur sehr kurz ist.
Um die Turbulenz weiterhin genügend aufzulösen, wird eine ausreichende
Zellauflösung in der Domänenerweiterung benötigt, was oft zu einem stark
erhöhten numerischen Rechenaufwand führt. 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 für sehr einfache Geometrien,
wie Rohrströmungen, anwendbar und nimmt weiterhin eine unendliche
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3 Grundlagen der Modellierung turbulenter Strömungen

Verlängerung dieser Geometrie an, was zu einer vollständig ausgebildeten
Strömung führt. Während diese Methoden zu physikalisch realen Turbulenz-
strukturen führt, beeinträchtigt die Einschränkungen bezüglich Geometrie
und Rechenaufwand die Anwendbarkeit für 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 Strömungsdaten zu erzeugen, besteht darin, ein mittleres Ge-
schwindigkeitsprofil mit einer einfachen Zufallsschwankung zu überlagern.
Bei reinen Zufallsdaten führt dies jedoch dazu, dass die Energie des Signals
gleichmäßig über den gesamten Wellenzahlbereich verteilt wird, was im star-
ken Kontrast zur Verteilung realer turbulenter Strömungen steht. Das Resultat
ist eine verstärkte Dissipation im kleinenWellenzahlbereich, was zu einer La-
minarisierung der Strömung imVergleich zu einer realen Turbulenz führt. Um
dieses Problem zu lösen, wurde von Klein et al. [Kle03] ein Verfahren entwi-
ckelt, das eine physikalisch realistische Turbulenzverteilung erzeugt, welches
auch für diese Arbeit angewendet wurde. Diese Methode basiert auf der Filte-
rung einer Serie an unkorrelierten, zufälligen Daten, um korrelierte turbulen-
te Felder der gewünschten Eigenschaften zu erhalten. Grundlage ist ein zu-
fälliger Datensatz 𝑟𝑅𝑁𝐷 , der einen Mittelwert von Null und einer Standardab-
weichung von Eins aufweist. Mithilfe einer Faltung zwischen dem zufälligen
Datensatz 𝑟𝑅𝑁𝐷 und eines Satzes an Filterkoeffizienten 𝑏 kann die gewünschte
örtliche und zeitliche Verteilung der Geschwindigkeit 𝑢 erhalten werden:

𝑢𝑚 =
𝑁
∑

𝑛=−𝑁
𝑏𝑛𝑟𝑅𝑁𝐷,𝑚+𝑛 (3.27)

Wird eine Zwei-Punkt-Korrelation bezüglich der Geschwindigkeit durchge-
führt, kann die Autokorrelation 𝑅𝑢𝑢 erhalten werden:

𝑅𝑢𝑢(𝑘) =
𝑢𝑚𝑢𝑚+𝑘
𝑢𝑚𝑢𝑚

=
∑𝑁

𝑗=−𝑁+𝑘 𝑏𝑗𝑏𝑗−𝑘
∑𝑁

𝑗=−𝑁 𝑏2𝑗
(3.28)
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3.6 Wirbelviskositätsmodelle

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

𝑅𝑢𝑢(𝑥) = 𝑒𝑥𝑝 (−𝜋𝑥
2

4 𝐿2𝑡
) (3.29)

In dieser Funktion beschreibt 𝑥 den Abstand der zwei betrachteten Punkte
und 𝐿𝑡 das integrale Längenmaß.Wenn diese beiden Größenmithilfe der Zell-
größe Δ𝑥 ausgedrückt werden, d.h. 𝑥 = 𝑘Δ𝑥 und 𝐿𝑡 = 𝑛Δ𝑥 kann folgender
Ausdruck erhalten werden:

𝑅𝑢𝑢(𝑘) = 𝑒𝑥𝑝 (−𝜋𝑘
2

4𝑛2 ) (3.30)

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

𝑏𝑘 = ̃𝑏𝑘/(
𝑁
∑

𝑗=−𝑁
̃𝑏2𝑗 )

1
2 𝑚𝑖𝑡 ̃𝑏𝑘 = 𝑒𝑥𝑝 (−𝜋𝑘

2

4𝑛2 ) (3.31)

Diese Methode der Generierung der Einlassturbulenz wurde in OpenFOAM
implementiert [Gal20] und wurde für diese Arbeit genutzt. Für genauere De-
tails bezüglich der Herleitung und der Implementierung dieser Randbedin-
gung sei auf die Arbeit von Klein et al. verwiesen [Kle03].

25





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 lässt sich durch Globalreaktionen oder ei-
nen Satz an Elementarreaktionen beschreiben. Die vollständige stöchiometri-
sche Verbrennung des einfachsten Kohlenwasserstoffs Methan mit Luft lässt
sich hierbei durch folgende globale Verbrennungsgleichung beschreiben:

𝐶𝐻4 + 2 ⋅ (𝑂2 +
79
21𝑁2)⟶ 𝐶𝑂2 + 2𝐻2𝑂 + 2 ⋅ 7921 𝑁2 (4.1)

In technischen Verbrennungen werden oft keine stöchiometrischen Gemi-
sche verwendet, sondern das Luft-Brennstoff-Verhältnis wird an die ange-
strebten Ziele angepasst. Falls weniger Sauerstoff zugeführt wird, als für die
vollständige Verbrennung notwendig ist, spricht man von einer fetten Ver-
brennung, während man bei einem Sauerstoffüberschuss von einer mage-
ren Verbrennung spricht. Das Gemischverhältnis kann dabei durch die Luft-
zahl 𝜆 beschrieben werden, die das Verhältnis des tatsächlichen vorliegenden
Luftstroms (𝑉̇ 𝐿) zum stöchiometrisch notwendigen Luftstrom (𝑉̇ 𝐿,stöch) be-
schreibt:
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

𝜆 = 𝑉̇ 𝐿
𝑉̇ 𝐿,stöch

(4.2)

In der englischen Literatur wird anstatt der Luftzahl 𝜆 häufig die Brennstoff-
zahl Φ verwendet, die dem Kehrwert der Luftzahl entspricht:

Φ = 1
𝜆 (4.3)

Im Falle einer stöchiometrischen Verbrennung liegt eine Luftzahl von 𝜆 = 1
vor, während für eine fette Verbrennung 𝜆 < 1 und für eine magere Ver-
brennung 𝜆 > 1 gilt. Die Flammentemperatur ist dabei eng verknüpft mit
der Luftzahl. Je weiter die Luftzahl vom stöchiometrischen Wert 𝜆 = 1 ab-
weicht, desto mehr thermischer Ballast in Form nicht umsetzbarer Edukte
wird mitgetragen. Dies senkt die Flammentemperatur und somit die Reak-
tionsgeschwindigkeit. Bei Überschreitung kritischer Mischungsverhältnisse,
der sogenannten Zündgrenzen, 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 𝑆𝐿 eine
weitere Kenngröße der technischen Verbrennung dar. Dabei beschreibt die
Flammengeschwindigkeit 𝑆𝐿 die Ausbreitungsgeschwindigkeit einer ebe-
nen Flammenfront in ein ruhendes und brennbares Gemisch [Gün74]. Die
laminare Flammengeschwindigkeit ist eine Funktion des Brennstoffes, der
Gemischzusammensetzung, der Frischgastemperatur und des Druckes. Eine
Flamme stabilisiert sich an Orten, an denen die Strömungsgeschwindig-
keit gleich groß und entgegengerichtet der Flammengeschwindigkeit ist,

28



4.1 Allgemeine Flammentheorie und Flammengeschwindigkeit

wodurch die Flammengeschwindigkeit maßgeblich zur Beschreibung der
Flammenstabilisierung ist.

Eine vereinfachte Beschreibung der Abhängigkeiten und die Berechnung der
Flammengeschwindigkeit ermöglicht das Modell von Mallard und Le Chate-
lier [Mal83]. Dieses Modell betrachtet eine unendlich ausgedehnte, ebene und
laminare Flamme. Hierfür ist in Abb. 4.1 exemplarisch das Temperaturpro-
fil einer stationären Flammenfront skizziert. In dieser Darstellung strömt das
brennbare Gemisch von links nach rechts. Zur einfacheren Berechnung wird
eine Linearisierung des Temperaturprofils vorgenommen. Entspricht die Strö-
mungsgeschwindigkeit der Flammengeschwindigkeit, stellt sich eine statio-
näre Flammenzone ein, die durch einen Temperaturanstieg von der Eingangs-
temperatur 𝑇0 zur Flammentemperatur 𝑇𝑓 gekennzeichnet ist. Die Verbren-
nung wird dabei in zwei Zonen unterteilt: Zum einem in eine Vorwärmzone,
in der das Gasgemisch von der Umgebungstemperatur 𝑇0 auf eine in diesem
Modell anzunehmende Selbstzündungstemperatur 𝑇𝑖 vorgewärmt wird. Ab
dieser Temperatur finden die exothermen Verbrennungsreaktionen statt, wo-
mit in der nachfolgenden Zone im Wesentlichen die Wärmeproduktion statt-
findet.

T

Tf

Ti

T0

ΔTv

ΔTI

ΔT = ΔTv + ΔTI

Ortskoordinate

Bilanz- 
zone

Abbildung 4.1: Bilanzierung der Vorwärmzone zur Bestimmung der Flammen-
geschwindigkeit nach Mallard und Le Chatelier [Mal83]
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Diese Reaktionszone erstreckt sich in diesemDiagrammbis zumErreichen der
Flammentemperatur 𝑇𝑓 . Zur Berechnung der laminaren Flammengeschwin-
digkeit wird eine Enthalpiebilanz der Vorwärmzone durchgeführt, wobei an-
genommen wird, dass der Temperaturanstieg dieser Zone nur durch Wärme-
leitung aus der Reaktionszone entgegen der Strömungsrichtung gegeben ist.

Als Enthalpiebilanz der Vorwärmzone ergibt sich:

𝐴 ⋅ 𝑢 ⋅ 𝜌 ⋅ 𝑐𝑝(𝑇𝑖 − 𝑇0) = 𝜆 (𝑇𝑖 − 𝑇0)
𝛿𝑉

𝐴 (4.4)

In dieser Gleichung beschreibt 𝛿𝑉 die Dicke der Vorwärmzone, 𝜆 die Wärme-
leitfähigkeit in der Flammenzone, 𝑐𝑝 die spezifische Wärmekapazität unter
isobaren Zustandsveränderungen und 𝜌 die Dichte des Frischgasgemisches.
Wird weiterhin die Stationaritätsbedingung 𝑢 = 𝑆𝐿 angewendet kann fol-
gendermaßen nach der Dicke der Vorwärmzone aufgelöst werden:

𝛿𝑉 = 𝜆
𝜌𝑐𝑝

1
𝑆𝐿

(4.5)

In diesem Modell wird ein linearer Temperaturgradient angenommen, wo-
durch die Dicke der Vorwärmzone 𝛿𝑉 , die Dicke der Reaktionszone 𝛿𝑅 und die
Gesamtdicke der Flamme 𝛿 durch die Temperaturdifferenzen verknüpft sind:

𝑇𝑓 − 𝑇𝑖
𝛿𝑅

= 𝑇𝑖 − 𝑇0
𝛿𝑉

=
𝑇𝑓 − 𝑇0

𝛿 (4.6)

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

𝑆𝐿 =
𝜆

𝜌 ⋅ 𝑐𝑝 ⋅ 𝛿
(𝑇𝑓 − 𝑇𝑖)
(𝑇𝑖 − 𝑇0)

= 𝜆
𝜌 ⋅ 𝑐𝑝 ⋅ 𝛿

Δ𝑇𝑉
Δ𝑇𝐼

= 𝑎
𝛿
Δ𝑇𝑉
Δ𝑇𝐼

(4.7)
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4.1 Allgemeine Flammentheorie und Flammengeschwindigkeit

Somit besteht auch für die gesamte Flammendicke folgende Abhängigkeit:

𝛿 ∝ 𝑎
𝑆𝐿

(4.8)

Ein Ausdruck für die Flammendicke 𝛿 kann nun durch eine Enthalpiebilanz
um die gesamte Flammenzone bestimmt werden:

𝑚̇ 𝑐𝑝 Δ𝑇 = −ℎ𝑢 𝛿 𝐴 ̄𝜔̇𝐵𝑟 (4.9)

Hierbei beschreibt 𝑚̇ den Massenstrom an Frischgas, ℎ𝑢 den unteren Heiz-
wert und ̄𝜔̇𝐵𝑟 die mittlere volumetrische Brennstoffumsatzrate. Mithilfe einer
Massenerhaltungsbetrachtung (Gl. 4.10) lässt sich der Heizwert nach Gl. 4.11
definieren [Joo06]. Der Massenstrom kann nach Gl. 4.12 mithilfe der Strö-
mungsgeschwindigkeit ausgedrückt werden.

1 kg Br + 𝜖 kg Luft → (𝜖 + 1) kg Produkte (4.10)

ℎ𝑢 = (1 + 𝜖) 𝑐𝑝 Δ𝑇 (4.11)

𝑚̇ = 𝑉̇ ⋅ 𝜌 = 𝑢 ⋅ 𝐴 ⋅ 𝜌 = 𝑆𝐿 ⋅ 𝐴 ⋅ 𝜌 (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

𝑆𝐿 =√
− 𝜆
𝜌 ⋅ 𝑐𝑝

(𝜖 + 1)
̄𝜔̇𝐵𝑟
𝜌

Δ𝑇
Δ𝑇𝑉

(4.13)

Für den Quotienten der Temperaturen kann für viele Verbrennungen nähe-
rungsweise Δ𝑇

Δ𝑇𝑉
= 2 angenommen werden [Tur00]. Da nun ein Ausdruck für

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

𝛿 =
√
− 2 𝜆
𝑐𝑝 (𝜖 + 1) ̄𝜔̇𝐵𝑟

(4.14)

Weiterhin ist in einer stationären Flamme der Massenstrom an Brennstoff mit
der Flammengeschwindigkeit und der Reaktionsrate verknüpft. 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:

𝜌0𝑆𝐿𝑌 𝐵𝑟 = ∫
∞

−∞
𝜔̇𝐵𝑟𝑑𝑥 = 𝜔̇𝐵𝑟 ⋅ 𝛿 (4.15)

So gilt in einer stationären Flamme, in dem der eintretenden Brennstoffmas-
senstrom (linke Seite der Gleichung) durch die Flammenfront tritt (mittlere
Gleichung) und innerhalb des Flammenvolumens (𝑉 𝐹𝑙𝑎𝑚𝑚𝑒 = 𝛿 ⋅ 𝐴𝐹𝑙𝑎𝑚𝑚𝑒)
vollständig umgesetzt wird (rechte Seite der Gleichung), folgender Zusam-
menhang:

𝑚̇𝐵𝑟 = 𝐴𝐹𝑙𝑎𝑚𝑚𝑒𝜌0𝑢0𝑌 𝐵𝑟 = 𝜔̇𝐵𝑟 𝛿 𝐴𝐹𝑙𝑎𝑚𝑚𝑒 (4.16)
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Aufgrund ihrer Bedeutung für die Verbrennungsmodellierung und für die
Auslegung eines Brenners ist die Bestimmung der Flammengeschwindigkeit
und die Abhängigkeit 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 für ein leicht fettes Gemisch ihr
Maximum und nimmt von dort aus in beide Richtungen stetig ab. Für die
meisten Kohlenwasserstoffe liegt die laminare Flammengeschwindigkeit
unter Standardbedingungen im Bereich von 0,2 bis 0,6 m/s. Gasturbi-
nenbrennkammer werden meist unter erhöhten Druckbedingungen und
Temperaturen betrieben. Eine erhöhte Vorwärmtemperatur führt durch die
gesteigerte Reaktionsgeschwindigkeit zu einer Erhöhung der laminaren
Flammengeschwindigkeit. Andrews und Bradley, die experimentell Methan-
Luft-Flammen untersuchten, konnten folgende quadratische Abhängigkeit
von der Vorwärmtemperatur feststellen [And72]:

𝑆𝐿[𝑐𝑚/𝑠] = 10 + 3,71 ⋅ 10−4 ⋅ (𝑇0 [𝐾])2 (4.17)

Abbildung 4.2: Vergleich der gemessenen Flammengeschwindigkeit verschiedener Autoren für
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. Für Drücke grö-
ßer als 5 atm konnten Andrews und Bradley folgendene Abhängigkeit für
Methan-Luft-Flammen beobachten [And72]:

𝑆𝐿[𝑐𝑚/𝑠] = 43 ⋅ (𝑝 [𝑎𝑡𝑚])−0,5 (4.18)

4.2 Chemische Längen- und Zeitskala

In der Verbrennungsmodellierung wird zur Kategorisierung der Flammen
häufig ein Vergleich verschiedener Längen- und Zeitskalen herangezogen.
Auch für eine vorgemischte laminare Flamme lassen sich solche Skalen
mithilfe einer Dimensionsanalyse fundamentaler Flammengrößen herlei-
ten. Als charakteristisches Längenmaß wird häufig die Flammendicke 𝛿
herangezogen, für die wie bereits hergeleitet folgende Relation zur Flam-
mengeschwindigkeit besteht:

𝛿 ∝ 𝑎
𝑆𝐿

= 𝜆
𝜌𝑐𝑝𝑆𝐿

(4.19)

Mithilfe dieser charakteristischen Länge lässt sich ein chemisches Zeitmaß
𝜏𝐶 als Verhältnis der Flammendicke und der Flammengeschwindigkeit de-
finieren:

𝜏𝐶 ∝ 𝛿
𝑆𝐿

= 𝐶2
𝑊

𝑎
𝑆2𝐿

(4.20)
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4.2 Chemische Längen- und Zeitskala

Hierbei ist 𝐶𝑊 ein dimensionsloser Proportionalitätsfaktor, der vom Brenn-
stoff abhängt [Sch95]. Dieser kann durch die Berechnung des Zeitmaßes der
Wärmefreisetzung bestimmt werden:

𝜏𝐶(𝑥) = 𝑇(𝑥) ⋅ (𝜕𝑇(𝑥)𝜕𝑡 )
−1

(4.21)

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

𝜕𝑇
𝜕𝑡 =

𝜕𝑇
𝜕𝑥

𝜕𝑥
𝜕𝑡 =

𝜕𝑇
𝜕𝑥 ⋅ 𝑢 (4.22)

kann folgender Ausdruck erhalten werden:

𝜏𝐶(𝑥) = 𝑇(𝑥) ⋅ (𝜕𝑇(𝑥)𝜕𝑥 ⋅ 𝑢)
−1

(4.23)

Zur Berechnung des chemischen Zeitmaßes 𝜏𝐶 werden nach dieser Methode
nur das Temperaturfeld und die lokale Strömungsgeschwindigkeit 𝑢 benö-
tigt. Eine exemplarische Auswertung für eine magere Methan-Luft-Flamme
ist in Abb. 4.3 gegeben, in der das mit Gl. 4.23 berechnete chemische Zeit-
maß 𝜏𝐶 gegen die lokale Temperatur aufgetragen ist. Es ist zu sehen, dass das
chemische Zeitmaß für sehr niedrige und sehr hohe Temperaturen sehr steil
ansteigt und dazwischen ein näherungsweise konstantes Plateau bildet. Das
hohe Zeitmaß der niedrigen Temperaturen kann auf die langsame Bildung der
Radikale zurückgeführt werden, während das hohe Zeitmaß der hohen Tem-
peraturen mithilfe der langsamen Umsetzung von𝐶𝑂 auf𝐶𝑂2 erklärt werden
kann, die in diesen hohen Temperaturbereichen die Reaktion dominiert. Da
für die Flammenausbreitung das kürzeste Zeitmaß derWärmefreisetzung von
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

Interesse ist, ist es sinnvoll als charakteristisches chemische Zeitmaß das nied-
rigste vorliegende Zeitmaß als charakteristisches Zeitmaß zu wählen. Diese
Analyse wurde von Schmid für mehrere thermodynamische Anfangszustän-
de und Brennstoffe durchgeführt und er schlug für Methan-Luft-Flammen
den konstanten Wert 𝐶𝑊 = 1,2 und für Wasserstoff-Luft-Flammen den Wert
𝐶𝑊 = 2,4 vor [Sch95].

200 400 600 800 1000 1200 1400 1600 1800 2000
10-4

10-3

10-2

10-1

100

Temperatur [K]

𝜏 𝐶
[𝑠]

Abbildung 4.3: Auswertung des chemischen Zeitmaßes für eine atmosphärische Methan-Luft-
Flamme bei 𝜆 = 1,5 und 𝑇0 = 373 K

4.3 Löschabstand

In der Regel sind die Wände, die eine Flamme umgeben, deutlich kühler als
diese, was zu einem Wärmetransport führt. Ist der Abstand zur Wand zu ge-
ring, kann der Wärmeverlust so groß sein, dass eine Flamme erlischt. Die-
ser Abstand wird als Löschabstand bezeichnet und ist beispielsweise für die
Funktion einer Flammensperre von grundlegender Bedeutung. Der Löschab-
stand 𝑑𝐿 ist eine Funktion der Temperatur und kann durch die in Abb. 4.4
dargestellte Wärmebilanz durch Gleichsetzen des durch die Reaktion erzeug-
ten Wärmestroms 𝑄̇𝑅 und des durch die Wand geleiteten Wärmetransports
𝑄̇𝑊𝐿 abgeschätzt werden:
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4.3 Löschabstand

− ̄𝑚̇𝐵𝑟 ℎ𝑢 𝑑𝐿 𝛿 𝐿⏟⎵⎵⎵⎵⏟⎵⎵⎵⎵⏟
𝑄̇𝑅

= 𝜆 2 𝛿 𝐿 𝑑𝑇
𝑑𝑟⏟⎵⎵⏟⎵⎵⏟

𝑄̇𝑊𝐿

(4.24)

Der Temperaturgradient kann nach Gl. 4.25 approximiert werden:

𝑑𝑇
𝑑𝑟 = 𝑏 ⋅ 𝑇𝐴𝐵 − 𝑇𝑊

𝑑 (4.25)

Der Parameter 𝑏 ist ein Wert größer zwei, der dazu dient, den höheren Tem-
peraturgradienten, bedingt durch das Temperaturplateau in der Mitte, zu be-
rücksichtigen. Nach Umformen und Einsetzen der Definition von ℎ𝑢 (Gl. 4.11)
ergibt sich die Formel für den Löschabstand 𝑑𝐿:

δ 

d

T
TAb

TW

r

Abbildung 4.4: Bestimmung des Löschabstandes zwischen zwei Wänden
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

𝑑𝐿 =√
− 2 𝜆 𝑏
𝑐𝑝 (𝜖 + 1) ̄𝜔̇𝐵𝑟

(4.26)

Ein Vergleich mit der Flammendicke 𝛿 (Gl. 4.14) ergibt:

𝑑𝐿 = √𝑏 𝛿 (4.27)

Die bisherigen Betrachtungen beschränken sich weitestgehend auf laminare
Strömungen. Technische Verbrennungen hingegen nutzen zumeist turbulen-
te Strömungsbedingungen, in denen die Verbrennungsreaktionen intensiviert
werden können. Die folgenden Kapitel geben einen Einstieg in die vielfältige
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 benötig-
ten Reaktanten auf molekularer Ebene. Laminare Strömungen beruhen hier-
bei auf der vergleichsweise langsamen Stoffdiffusion. In der technischen Ver-
brennung wird der durch die Turbulenz intensivierte konvektiveWärme- und
Stofftransport der Turbulenz zur Erhöhung der Umsatzrate genutzt. Wie in
Kapitel 3.2 beschrieben wurde, bildet die Turbulenz im Prozess der Turbulenz-
kaskade Wirbel unterschiedlicher Größenklassen aus. Je nach Verhältnis der
charakteristischen Längenabmessungen der turbulentenWirbel 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 führen kann.

Die Unterteilung in verschiedene Flammenregionen in Abhängigkeit turbu-
lenter und flammenspezifischer Größen ist von vielen Autoren untersucht
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worden, wodurch eine Vielzahl anTheorien entwickelt wurden. Ein Vorschlag
ist dabei die Einteilung anhand eines Vergleichs der Zeit- und Längenskalen
der chemischen Reaktion und der turbulenten Strömung durchzuführen. Für
die charakteristischen Größen der chemischen Reaktion können das in Kapi-
tel 4.2 beschriebenen charakteristische Zeitmaß 𝜏𝐶 und die Flammendicke 𝛿
als charakteristisches Längenmaß genutzt werden, die für diese Betrachtun-
gen als unabhängig von der Turbulenz betrachtet werden. Für die Turbulenz
sind zwei Längenmaße von Interesse: das integrale Längenmaß der energie-
tragenden großen Wirbel 𝐿𝑡 und das Kolmogorovlängenmaß 𝐿𝜂 , welches die
kleinsten Wirbel charakterisiert. Mithilfe dieser Größen lassen sich mehrere
dimensionslose Kennzahlen definieren, die eine Einteilung in unterschiedli-
che turbulente Flammenregionen ermöglicht:

𝐷𝑎 = 𝜏𝑡
𝜏𝐶

= 𝐿𝑡/𝑢′
𝛿/𝑆 𝑙

(4.28)

𝐾𝑎 = 𝜏𝐶
𝜏𝜂

= 𝛿/𝑆 𝑙
𝐿𝜂/𝑢𝜂

= 𝛿2
𝐿2𝜂

(4.29)

Auf Basis der zuvor definierten Damköhler- 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 Längenmaße grö-
ßer als die Flammendicke, wodurch die interne Flammenstruktur nicht
von der Turbulenz beeinflusst wird. Die Flammenoberfläche wird durch
die Turbulenzwirbel gewellt, wodurch sich eine gefaltete Flamme er-
gibt, deren vergrößerte Flammenoberfläche zu einer erhöhten Reakti-
vität führt. 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 Flächen lässt
sich zeigen, dass der Anstieg der turbulenten Flammengeschwindigkeit
durch das Verhältnis der Flächen beschrieben werden kann:

𝑢′/𝑆𝐿

Abbildung 4.5: Flammenregime Diagramm nach Borghi (entnommen aus [Zar19])

St

SL

AL

At

In
st

an
ta

n
e 

Fl
am

m
en

fr
o

n
t

Ze
it

lic
h

 g
em

it
te

lt
e 

Fl
am

m
en

fr
o

n
t

Turbulente Strömung

Abbildung 4.6: Faltung einer Flammenfront durch Turbulenz
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𝑆𝑡
𝑆𝐿

= 𝐴𝑡
𝐴𝐿

(4.30)

Wird weiter angenommen, dass die Erhöhung der Flammenoberflä-
che proportional zur Turbulenz ist, kann schlussendlich folgender
Ausdruck für die Flammengeschwindigkeit hergeleitet werden:

𝑆𝑡 = 𝑆𝐿 + 𝑢′ (4.31)

Verdickte Flamme (Da > 1, Ka > 1)
In der verdickten Flamme können die kleinsten turbulente Längenma-
ße in die Flammenfront eindringen und die Vermischung innerhalb der
Flammenfront erhöhen, sodass diese im Vergleich zu einer laminaren
Flamme eine erhöhte Diffusivität aufweist. Die höheren turbulenten
Längenmaße führen weiterhin zu einer Faltung der Flamme. Die im
Kolmogorov-Bereich induzierten Wirbel können hohe Streckungsraten
aufweisen und sogar die kritische Flammenstreckungsrate übersteigen,
was zu einem lokalen Erlöschen der Flamme führen kann [Poi05].

Homogene turbulente Flammenfront (Da < 1, Ka > 1)
Die Turbulenz ist so intensiv, dass die chemische Zeitskala viel größer
ist als das dissipative Zeitmaß der größten Makrowirbel. Die Durch-
mischung ist daher so stark, dass die Reaktion nur noch durch die Re-
aktionskinetik limitiert ist. Dies führt zu einer näherungsweise homo-
genen Reaktionsstruktur. Die resultierende Flammengeschwindigkeit
kann durch die Erhöhung der effektiven Diffusivität 𝑎𝑒𝑓𝑓 erklärt und
mithilfe folgender Gleichungen korreliert werden [Dam40]:

𝑆𝐿 ∝ √𝑎𝑙 (4.32)

𝑆𝑡 ∝ √𝑎𝑒𝑓𝑓 = √𝑎𝑙 + 𝑎𝑡 = √𝑎𝑙 + 𝑢′ ⋅ 𝐿𝑡 (4.33)
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Diese Gleichungen können zu folgender Abhängigkeit verknüpft wer-
den:

𝑆𝑡
𝑆𝐿

=√1 + 𝑢′ ⋅ 𝐿𝑡
𝑎 = √1 + 𝑅𝑒𝑡 (4.34)

bzw. für eine ausgebildete Turbulenz (𝑅𝑒𝑡 >> 1):

𝑆𝑡
𝑆𝐿

∝ √𝑅𝑒𝑡 (4.35)

4.5 Flammenstabilität

Der Ort der Stabilisierung einer stationären Flamme ist wie bereits in Kapi-
tel 4.1 beschrieben einem Gleichgewicht zwischen der lokalen Strömungs-
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 stromabwärts getragen
wird. Falls die Flamme nicht in einer abgehobenen Position stabilisiert werden
kann, kommt es zu einem Flammenerlöschen 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 für die Auslegung neuer Brenner, da ein unkontrolliertes Abblasen
der Flamme gravierende Schäden an den Bauteilen verursachen kann. Da das
Strömungsfeld in der Regel nicht uniform ist und die Flammengeschwindig-
keit sowohl von der lokalen Turbulenz, als auch von Wärmeströmen durch
beispielsweise Rückströmzonen stark beeinflusst wird, sind Korrelation der
mageren Abblasegrenzen in Abhängigkeit fundamentaler geometrischer und
thermodynamischer Parameter von besonderem Interesse.

Eine der ersten systematischen Untersuchungen der Flammenstabilität von
Vormischflammen wurde von Lewis und von Elbe durchgeführt, die den Zeit-
punkt des Abblasen für vorgemischte Strahlflammen, mit einem kritischen
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Geschwindigkeitsgradienten in Verbindung brachten [Lew43]. In ihrer Stu-
die beschrieben sie, dass an einer bestimmten Stelle, an der die Flammenge-
schwindigkeit und die Strömungsgeschwindigkeit des Gemisches identisch
sind, die Flamme stabilisiert. Bei einer Erhöhung des Volumenstroms ver-
schiebt sich die Flamme stromabwärts des Brenners und bei Überschreitung
eines kritischen Volumenstroms übersteigt die Strömungsgeschwindigkeit die
Flammengeschwindigkeit an allen Orten und führt zum Abblasen der Flam-
me. Sie formulierten eine Beziehung, die einen entsprechenden kritischen
Geschwindigkeitsgradienten an der Grenze zum Abblasen mit der laminaren
Flammengeschwindigkeit verknüpft. 1948 erweiterten Putnamund Jensen das
Gradientenprinzip von Lewis und von Elbe auf zwei dimensionslose Peclet-
Zahlen und wendeten sie auf bereits vorhandene Flammenrückschlag-Daten
in der Literatur an und zeigten auch die Anwendung dieses Korrelationsan-
satzes für die magere Abblasegrenze [Put48].

Das Gradientenprinzip betrachtet eine vorgemischte laminare Flamme amEn-
de eines Flammenrohres, die gerade an der Brennermündung ansetzt. Eine
zugehörige Skizze ist in Abb. 4.7 dargestellt. Hierbei sind die radialen Profile
der Flammengeschwindigkeit und der Strömungsgeschwindigkeit amAustritt
des Rohres eingezeichnet. Aufgrund der Haftbedingung ist die Strömungsge-
schwindigkeit direkt an der Wand Null und lässt sich aufgrund der Wand-
grenzschicht in guter Näherung mithilfe eines linearen Geschwindigkeits-
gradienten 𝑔 approximieren. Die Flammengeschwindigkeit ist in Wandnähe

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

bis zum Löschabstand 𝑑𝐿 ebenfalls Null und nimmt danach einen konstan-
ten Wert an. In Abhängigkeit des vorliegenden Geschwindigkeitsgradientens
können nun drei Fälle unterschieden werden.

Für den Geschwindigkeitsverlauf 1 ist die Strömungsgeschwindigkeit an je-
demOrt größer als die Flammengeschwindigkeit, wodurch die Flamme strom-
abwärts wandert. Falls die Flamme nicht abgehoben stabilisieren kann, führt
dies zu einem Abblasen der Flamme. Bei dem Geschwindigkeitsverlauf 3 lie-
gen Gebiete vor, in denen die Flammengeschwindigkeit größer ist als die Strö-
mungsgeschwindigkeit. Dies führt bei Vormischflammen zu einem Zurück-
schlagen der Flamme in die Zuleitung und muss aus sicherheitstechnischen
Gründen vermieden werden. Für den Geschwindigkeitsverlauf 2 gibt es ex-
akt einen Ort, an dem die Geschwindigkeit der Flammengeschwindigkeit ent-
spricht. Dort bildet sich eine Flammenoberfläche, die sich senkrecht zur Strö-
mungslinie ausbildet. An allen anderen Punkten ist die Flammenoberfläche
um einen Winkel 𝛽 geneigt, sodass die Bedingung 𝑆𝐿 = 𝑢 ⋅ sin(𝛽) erfüllt
ist. In dieser Modellvorstellung ist dies die einzige Konfiguration, in der eine
stabile Flamme vorliegt.

Mithilfe dieses kritischen Geschwindigkeitsgradienten lässt sich auch das
Peclet-Stabilitäts-Kriterium herleiten. Für den Fall einer stabilen Flamme
lässt sich mit dem Geschwindigkeitsgradienten 𝑔 und dem Löschabstand 𝑑𝐿
folgende Stabilitätsbedingung formulieren:

𝑆𝐿 = 𝑢 = 𝑔 ⋅ 𝑑𝐿2 (4.36)

Daraus folgt mithilfe von 𝑑𝐿 ∝ 𝛿 ∝ 𝑎
𝑆𝐿

(Gl. 4.27 und Gl. 4.7), dem Geschwin-
digkeitsgradienten für eine laminare Rohrströmung in Gl. 4.37 [Gün74] und
Umformung der Brüche das in Gl. 4.38 dargestellte Peclet-Kriterium.

𝑔 = 𝑑𝑢
𝑑𝑟

|||𝑟=𝑅
= 8 𝑢̄𝑑 ∝ 𝑢

𝑑 (4.37)
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4.5 Flammenstabilität

(𝑢 ⋅ 𝑑𝑎 ) ∝ (𝑆𝐿 ⋅ 𝑑𝑎 )
2

(4.38)

𝑃𝑒𝑢 ∝ 𝑃𝑒𝑆𝐿
2 (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 Strömungsge-
schwindigkeit und einmal mit der Flammengeschwindigkeit. Die mit der Strö-
mungsgeschwindigkeit gebildeten Peclet-Zahl 𝑃𝑒𝑢 gibt das Verhältnis von
konvektiven zu diffusiven Wärmetransport an. Die mit der laminaren Flam-
mengeschwindigkeit gebildeten Peclet-Zahl kann als Verhältnis der charak-
teristischen Länge der Geometrie zur Flammendicke interpretiert werden.

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

𝑆𝑇
𝑆𝐿

∝ √𝑅𝑒𝑡 =√
𝑢′ ⋅ 𝐿𝑡
𝜈 (4.40)

Da die turbulente kinetische Energie ihre Energie aus der mittleren kineti-
schen Energie der Strömung bezieht, kann die Schwankungsgeschwindigkeit
mit einer charakteristischen Geschwindigkeit der mittleren Strömung korre-
liert werden (𝑢′ ∝ 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟). Weiterhin ist das integrale Längenmaß 𝐿𝑡 der Tur-
bulenz, wie beispielsweise Horstmann in seinen Messungen in einer turbulen-
ten Rohrströmung zeigte [Hor99], proportional zum Rohrdurchmesser. Das
integrale Längenmaß kann somit mit einem charakteristischen Längenmaß
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

der Brennergeometrie korreliert werden (𝐿𝑡 ∝ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟). Weiterhin gilt für eine
stationäre 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.

𝑆𝑇
𝑆𝐿

∝ (𝑢
′⋅𝐿𝑡
𝑎
)
1
𝑛

𝑢′ ∝ 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟

𝐿𝑇 ∝ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟

⎫
⎪⎪
⎬
⎪⎪
⎭

𝑆𝑇
𝑆𝐿

∝ (𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 ⋅ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟𝑎 )
1
𝑛
; 𝑛 = 2 (4.41)

𝑃𝑒𝑢 = 𝐶 ⋅ 𝑃𝑒𝑆𝐿
𝑛 (4.42)

(𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 ⋅ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟𝑎 ) ∝ (𝑆𝐿 ⋅ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟𝑎 )
𝑛

(4.43)

Hier wurde gezeigt, dass das Peclet-Kriterium unter Nutzung der Korrelation
der turbulenten Flammengeschwindigkeit und der allgemeinen Stabilitätsbe-
dingung hergeleitet werden kann und somit auch für turbulente Flammen an-
wendbar ist. Allerdings wurde für die Herleitung angenommen, dass 𝐷𝑎 < 1
vorliegt, was nicht für jede turbulente Flamme gilt. Für andere Flammen än-
dert sich der Exponent bei 𝑃𝑒𝑆𝐿 . Um dies zu berücksichtigen wird der Ex-
ponent variabel erklärt, wobei dieser Wert für Flammen des Typs homoge-
ner Flammenfront Werte nahe 2 annehmen sollte. Für 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-
Stabilitätskriteriums in Gl. 4.42 mit den zwei Parametern 𝐶 und 𝑛, die einma-
lig für einen Brenner bestimmt werden müssen, können die Abblasegrenzen
aller geometrisch ähnlichen Brenner skaliert werden, was fundamental für
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4.5 Flammenstabilität

die Auslegung dieser ist. Es gilt, dass ein Betriebspunkt der unterhalb dieser
Peclet-Kurve liegt (aufgetragen 𝑃𝑒𝑢 über 𝑃𝑒𝑆𝐿 ), stabil brennt. Eine ähnliche
Betrachtung und damit eine ähnliche Form des Peclet-Kriteriums kann auch
für die Vorhersage des Flammenrückschlags hergeleitet werden. Für 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 beschränkt sich nicht nur auf einfa-
che vorgemischte Bunsenbrennerflammen.

Hoffmann et al. waren wohl einer der ersten, die das Peclet-Kriterium für tur-
bulente Drallflammen verwendeten, indem sie die Tangentialgeschwindigkeit
als geeigneten Parameter für die charakteristische Geschwindigkeit verwen-
deten [Hof94] [Hof98]. Weiterhin nutzten Giles et al. das Peclet Kriterium um
die Abblasegrenzen eines vorgemischtenDrallbrenners, betriebenmitMethan
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 Abhängigkeit vom verwendeten Brennstoff und konnten auch eine Abhän-
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 für die Peclet-Korrelation das Blockierverhältnis (engl.
Dump Ratio, 𝐷𝑅) zur mit der Strömungsgeschwindigkeit gebildeten Peclet-
zahl 𝑃𝑒𝑢 hinzumultiplizierten und weiterhin anstatt der laminaren Flammen-
geschwindigkeit 𝑆𝐿 die turbulente Flammengeschwindigkeit 𝑆𝑡 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 Einflüsse des untersuchten Designs auf
die Flammenstabilität und die NOx-Schadstoffemmision untersuchten. Auch
diese Autoren nutzten die Peclet-Korrelation, um die Abblasegrenzen zu kor-
relieren und stellten eine leichte Abhängigkeit 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 für einzelne Drallflammen getestet. Ob eine Anwen-
dung für die Vorhersage der Abblasegrenzen des hier genutzten Multi-
Strahlflammenbrenners möglich 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-
führt. Diese Arbeit hat das Ziel diese Wissenslücken zu schließen.

4.6 Grundlagen der Reaktionskinetik

Die Verbrennung kann durch eine Aneinanderreihung und Überlagerung
einer Reihe an Elementarreaktionen beschrieben werden. Diese finden auf
unterschiedlichen Zeitskalen statt und stehen oft in Konkurrenz. Während
die Thermodynamik unter Vorgabe der thermodynamischen Bedingungen
den Gleichgewichtszustand beschreiben kann, ermöglicht die Reaktionski-
netik den zeitlichen Verlauf von Spezieskonzentrationen zu beschreiben.
Das reaktionskinetische System kann durch einen Reaktionsmechanismus
beschrieben werden. Ein Reaktionsmechanismus enthält 𝑁𝑘 Spezies 𝑋𝑘 ,
die mithilfe einer Anzahl an 𝑁 𝑖 Elementarreaktionen verknüpft sind. Eine
Elementarreaktion kann folgendermaßen beschrieben werden:

𝑁𝑘

∑
𝑘=1

𝜈′𝑘𝑖𝑋𝑘 −−−⇀↽−−−
𝑁𝑘

∑
𝑘=1

𝜈″𝑘𝑖𝑋𝑘 ; 𝑖 = 1,...,𝑁 𝑖 (4.44)

Daraus lässt sich die Bildungsrate einer Spezies 𝑘 mithilfe der stöchiometri-
schen Koeffizienten und den individuellen Reaktionsraten 𝑟𝑖 berechnen:

𝜔̇𝑘 =
𝑁𝑖

∑
𝑖=1
(𝜈′𝑘𝑖 − 𝜈″𝑘𝑖) ⋅ 𝑟𝑖 ; 𝑖 = 1,...,𝑁 𝑖 (4.45)
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Diese Bildungsrate stellt den Quellterm von Gl. 2.5 dar. Die enthaltenen Re-
aktionsraten sind abhängig von den Spezieskonzentrationen 𝐶𝑘 multipliziert
mit einem Satz an Reakionsgeschwindigkeitskoeffizienten für die Hin- und
Rückreaktion (𝑘𝑖,𝑓 und 𝑘𝑖,𝑏):

𝑟𝑖 = 𝑘𝑖,𝑓
𝑁𝑘

∏
𝑘=1

𝐶𝜈′𝑘𝑖
𝑘 − 𝑘𝑖,𝑏

𝑁𝑘

∏
𝑘=1

𝐶𝜈″𝑘𝑖
𝑘 (4.46)

Die Reakionsgeschwindigkeitskoeffizienten werden häufig mithilfe eines er-
weiterten Arrhenius-Ansatzes berechnet, in dem die starke Temperaturab-
hängigkeit der Reaktion berücksichtigt wird:

𝑘𝑖,(𝑓,𝑏) = 𝐵𝑖,(𝑓,𝑏)𝑇𝑏𝑖,(𝑓,𝑏)𝑒−
𝐸𝐴,(𝑓,𝑏)

𝑅𝑇 (4.47)

In dieser Gleichung stellt 𝐵 den Frequenzfaktor dar, ein Maß für die Wahr-
scheinlichkeit, dass es zu einem Stoß der beteiligten Spezies kommt. Die Ak-
tivierungsenergie 𝐸𝐴 ist ein Maß für die benötigte Energie der chemischen
Reaktion. Die in dieser Gleichung enthaltenen Konstanten können aus der
Stoßtheorie hergeleitet werden, werden jedoch aufgrund der Abweichung zur
Realität häufig experimentell bestimmt. Ist das zugrundeliegende Reaktions-
netzwerk aus Elementarreaktionen einschließlich der kinetischen Konstanten
für ein chemisches Phänomen bekannt, kann der zeitliche bzw. örtliche 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 lässt sich durch ein Reaktionsnetz
an Elementarreaktion unter Beteiligung vieler Zwischenprodukte beschrei-
ben. Jedoch benötigt ein detaillierter Reaktionsmechanismus selbst für die
Verbrennung des einfachsten Kohlenwasserstoffs Methan Hunderte an Re-
aktionen und eine Vielzahl an Spezies. Beispielsweise beinhaltet der GRI 3.0
Mechanismus, ein häufig genutzter Mechanismus zur Beschreibung der Ver-
brennung von Methan unter mageren Bedingungen, 325 Elementarreaktio-
nen mit 53 involvierten Spezies [Smi]. Da für die Lösung eines solchen de-
taillierten Mechanismus für jede involvierte Spezies eine Transportgleichung
gelöst werden muss, kann diese durch den hohen rechnerischen Aufwand oft
nicht auf 3D-Systeme angewendetwerden. Für die numerische Vorhersage der
Flammeninstabilität ist aufgrund des instationären und stochastischen Cha-
rakters des Ausblasens eine lange Simulationszeit erforderlich. Daher ist es
entscheidend, die Anzahl der zu berechnenden Transportgleichungen so weit
wie möglich zu reduzieren, ohne essentielle kinetische Informationen des Re-
aktionsmechanismus zu vernachlässigen.

Zur Bewältigung 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 möglichen 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 für die reaktive Strömungssimulation
benötigten chemischen und thermodynamische Werte enthält. Diese Tabelle
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kann unter Nutzung einer Reihe an Kontrollparametern, wie Reaktionsfort-
schrittsvariabeln und Mischungsbrüchen ausgelesen werden. Eine mögliche
Definition der Reaktionsfortschrittvariable 𝑐 kann nach folgender Gleichung
erfolgen:

𝑐 =
𝑌𝑐 − 𝑌𝑐,𝑓
𝑌𝑐,𝑏 − 𝑌𝑐,𝑓

(4.48)

Die Gleichung beinhaltet einen charakteristischen Massenbruch 𝑌𝑐 und wird
mit denWerten 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)
beschränkt. Bei derWahl einer passenden Variablen für die charakteristischen
Variable 𝑌 𝐶 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 fällt, um die Eindeutigkeit zu gewährleisten.

In der Literatur wurden bereits verschiedene thermodynamischen Parame-
ter für 𝑌𝑐 vorgeschlagen und genutzt. Hierbei wurden häufig die Temperatur
oder derMassenbruch an Sauerstoff genutzt [Hab02, Pie04, Ihm05]. Aber auch
die Summe von charakteristischen Massenbrüchen wurde in der Vergangen-
heit von mehreren Forschern erfolgreich verwendet [Fio05, Kue11]. Für diese
Arbeit werden die Hauptprodukte der Kohlenstoffoxidation genutzt:

𝑌𝑐 = 𝑌 𝐶𝑂2 + 𝑌 𝐶𝑂 (4.49)

Eine weitere Größe wird bei der Verbrennung von nicht-vorgemischten
Flammen benötigt, welche die lokale Vermischung quantifiziert. Dies erfolgt
mithilfe des Mischungsbruches 𝑓, einem entdimensionierten Elementmas-
senbruch, der mittels seiner Zustände im Oxidator (Ox) und im Brennstoff
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(Br) normiert ist. Bei der Verbrennung von Kohlenwasserstoffen ist es sinn-
voll, den Elementmassenbruch über Kohlenstoff 𝑍𝐶 und Wasserstoff 𝑍𝐻
zu definieren.

𝑓 =
𝑍𝑗 − 𝑍𝑗,𝑂𝑥
𝑍𝑗,𝐵𝑟 − 𝑍𝑗,𝑂𝑥

, 𝑍𝑗 = 𝑍𝐶 + 𝑍𝐻 (4.50)

Der Mischungsbruch kann Werte zwischen 0 (reiner Oxidator) und 1 (reiner
Brennstoff) annehmen. Der Zusammenhang zwischen den Elementmassen-
brüchen und den Komponentenmassenbrüchen ist durch folgende Gleichung
gegeben:

𝑍𝑗 =
𝑁𝑘

∑
𝑘=1

𝜈𝑘,𝑗
𝑀𝑗

𝑀𝑘
𝑌 𝑘 (4.51)

Für den Reaktionsfortschritt und den Mischungsbruch lassen sich Transport-
gleichungen herleiten, die während einer Strömungssimulation gelöst werden
können, um den aus der chemischen Reaktion resultierenden thermodyna-
mischen Zustand zu beschreiben. Unter der Anwendung der Favre-Filterung
ergibt sich folgende Gleichung für den Reaktionsfortschritt 𝑐

𝜕 ̄𝜌 ̃𝑐
𝜕𝑡 + 𝜕( ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑐)

𝜕𝑥𝑖
+ 𝜕
𝜕𝑥𝑖

( ̄𝜌𝑢𝑖𝑐 − ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑐) = − 𝜕
𝜕𝑥𝑗

( 𝜇𝑡𝑆𝑐𝑡
𝜕 ̃𝑐
𝜕𝑥𝑗

) + ̄𝜔̇𝑐 (4.52)

bzw. für den charakteristischen Massenbruch 𝑌𝑐

𝜕 ̄𝜌 ̃𝑌𝑐
𝜕𝑡 + 𝜕( ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑌𝑐)

𝜕𝑥𝑖
+ 𝜕
𝜕𝑥𝑖

( ̄𝜌𝑢𝑖𝑌𝑐 − ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑌𝑐) = − 𝜕
𝜕𝑥𝑖

( 𝜇𝑡𝑆𝑐𝑡
𝜕 ̃𝑌𝑐
𝜕𝑥𝑗

)+ ̄𝜔̇𝑌𝑐 (4.53)
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Für den Mischungsbruch 𝑓 lässt sich unter der Annahme identischer Lewis-
Zahlen für alle Spezies nachfolgende Gleichung herleiten. Hierbei entfällt der
Quellterm, da der Mischungsbruch als Erhaltungsgröße nicht durch die Re-
aktion verändert wird.

𝜕 ̄𝜌 ̃𝑓
𝜕𝑡 + 𝜕( ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑓)

𝜕𝑥𝑖
= − 𝜕

𝜕𝑥𝑗
( 𝜇𝑡
𝑆𝑐𝑡

𝜕 ̃𝑓
𝜕𝑥𝑗

) (4.54)

4.8 Modellreaktoren

Modellreaktoren werden verwendet, um die thermodynamischen Größen der
Flamme, wie Temperatur und Massenanteile, mit der Reaktionsfortschritts-
größe zu korrelieren. Es gibt verschiedene Systeme, die sich in den berück-
sichtigten physikalischen Phänomenen unterscheidet. Diese Modellreaktoren
haben in der Regel nur eine Raum- oder Zeitkoordinate und erlauben daher
die Verwendung von detaillierten Reaktionsmechanismen. So können mit ge-
ringem Rechenaufwand chemische Tabellen erstellt werden, die für spätere
Simulationenmit den gewählten Kontrollparametern ausgelesen werden kön-
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 ausschließlich durch die Reaktionskinetik definiert ist. Der ideale Satz-
reaktor ist ein adiabates und geschlossenes System. Das Systemwird zu einem
Zeitpunkt 𝑡0 mit einem unverbrannten Eduktgemisch initialisiert und der zeit-
liche Verlauf der thermodynamischen Größen wird berechnet. Da das System
ideal gemischt ist, werden keine örtlichen Dimensionen benötigt. Dies bedeu-
tet weiterhin, dass auch keine Wärme- oder Stofftransportprozesse berück-
sichtigt werden. Zur Lösung 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 näherungsweise isobaren Bedingungen stattfinden, wird häufig
der isobare Satzreaktor gewählt. Die Gesamtenthalpie bleibt hier nach dem
ersten Hauptsatz konstant, während die Temperatur, die Spezieskonzentrati-
on und das Volumen als Folge der exothermen Reaktion als Funktion der Zeit
berechnet werden können:

𝜕𝑌 𝑘
𝜕𝑡 = 𝜔̇𝑘𝑀̄𝑘𝑣 (4.55)

𝑉(𝑡) = 𝑛(𝑡)ℛ𝑇(𝑡)
𝑝 (4.56)

𝑛(𝑡) = 𝑚
𝑀̄(𝑡) (4.57)

In diesen Gleichungen beschreibt 𝑣 das spezifische Volumen des Reaktors.

4.8.2 Eindimensionale, laminare Vormischflamme

Die eindimensionale laminare Vormischflamme berücksichtigt im Vergleich
zum Satzreaktor nicht nur die reine Reaktionskinetik, sondern zusätzlich noch
den Einfluss von Wärme- und Stofftransport. Dazu wird in diesem Reaktions-
system eine räumliche Koordinate genutzt, während die Flamme als stationär
angenommen wird. Angelehnt ist diese Modellflamme an die reale lamina-
re, planare Vormischflamme, die für die Messung der laminaren Flammenge-
schwindigkeit genutzt wird. Zur Lösung des Flammenprofils werden Bilanz-
gleichungen für die Masse (Gl. 4.58), die Energie (Gl. 4.59) und die Spezien-
massenbrüche (Gl. 4.60) gelöst:
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𝜕𝜌𝑢
𝜕𝑥 = 0 (4.58)

𝜌𝑢𝑐𝑝
𝜕𝑇
𝜕𝑥 − 𝜕

𝜕𝑥 (𝜆
𝜕𝑇
𝜕𝑥 ) +

𝑁𝑘

∑
𝑘=1

𝑗𝑥𝑐𝑝,𝑘
𝜕𝑇
𝜕𝑥 +

𝑁𝑘

∑
𝑘=1

𝜔̇𝑘𝑀̄𝑘 = 0 (4.59)

𝜌𝑢𝜕𝑌 𝑘
𝜕𝑥 + 𝜕

𝜕𝑥 (𝜌𝑌 𝑘𝑉 𝑘) = 𝜔̇𝑘𝑀̄𝑘 (4.60)

𝜌 = 𝑝𝑀̄
ℛ𝑇 (4.61)

Hierbei beschreibt 𝑉 𝐾 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 strömen Brennstoff und Oxidator aufeinander, wodurch
sich nahe des Staupunktes eine Flamme ausbildet. Die Umlenkung führt zu ei-
ner Streckung der Flamme, die von den Geschwindigkeiten der Eduktströme
abhängt. Unter der Annahme der Rotationssymmetrie kann die Gegenstrom-
diffusionsflamme durch das folgende System an Differentialgleichungen be-
schrieben werden [Pet00, Tur00]:

𝜕𝜌𝑢
𝜕𝑧 + 2𝜌𝑉 = 0 (4.62)
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𝜕
𝜕𝑧 (𝜇

𝜕𝑉
𝜕𝑧 ) − Λ − 𝜌𝑢𝜕𝑉𝜕𝑧 − 𝜌𝑉2 = 0 (4.63)

𝜌𝑢𝑐𝑝
𝜕𝑇
𝜕𝑧 − 𝜕

𝜕𝑧 (𝜆
𝜕𝑇
𝜕𝑧 ) +

𝑁𝑘

∑
𝑘=1

𝑗𝑧𝑐𝑝,𝑘
𝜕𝑇
𝜕𝑧 +

𝑁𝑘

∑
𝑘=1

𝜔̇𝑘𝑀̄𝑘ℎ𝑘 = 0 (4.64)

𝜌𝑢𝜕𝑌 𝑘
𝜕𝑥 + 𝜕

𝜕𝑥 (𝜌𝑌 𝑘𝑉 𝑘) = 𝜔̇𝑘𝑀̄𝑘 (4.65)

Die Streckung beeinflusst durch den veränderten Stoff- und Wärmetrans-
port die laminare Flammengeschwindigkeit und kann ab einer kritischen
Streckungsrate zu einem Verlöschen der Flamme führen. Daher besteht
ein berechtigtes Interesse, die Streckung zu berücksichtigen. Im Falle der
FGM-Modellierung erlaubt die Gegenstromdiffusionsflamme die Streckung
als zusätzlichen Kontrollparameter in die Tabellierung mit aufzunehmen.
Solche Ansätze neigen jedoch dazu, den Streckungseffekt zu überschätzen,
da der Einfluss für stationäre Flammen berechnet wird. Wie aus Untersu-
chungen bekannt ist, ist die Streckung in turbulenten Strömungen auf die
turbulente Zeitskala begrenzt und daher nicht so stark wie im Falle einer
stationären Flamme [Zha17]. Für die Lösung dieser Problematik ist noch
weitere Forschung notwendig.

4.9 Erstellung der chemischen Tabellen

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

𝐶𝑂2 und 𝐶𝑂 genutzt. Eine beispielhafte Tabellierung des Quellterms 𝜔̇𝑌𝐶
für eine atmosphärische Erdgas-Luft Flamme bei einer Vorwärmtemperatur
𝑇0 = 100 °𝐶 ist in Abb. 4.8 dargestellt.

Im Falle einer laminaren Simulation kann diese Tabelle direkt angewendet
werden, um den Quellterm für die Transportgleichung des Reaktionsfort-
schrittes 𝑐 zu bestimmen. Bei den hier genutzten LES-Simulationen führt die
nicht aufgelöste Turbulenz, bedingt durch den erhöhten Wärme- und Stoff-
transport, zu einer gesteigerten Umsatzrate. Für diese Turbulenz-Chemie-
Interaktion (TCI) wird zusätzliche Modellierung benötigt. Im Rahmen dieser
Arbeit werden zwei TCI-Modelle genutzt und hinsichtlich ihrer Fähigkeit zur
Berechnung des Abblasevorgangs verglichen.

𝑓

𝑐

𝜔̇𝑌𝑐 [
𝑘𝑔
𝑚3𝑠

]

Abbildung 4.8: Beispielhafte chemische Tabelle für den Reaktionsquellterm für eine Erdgas-
Luft-Flamme bei 𝑇0 = 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

Strömungsfeldern wird dabei häufig mithilfe der vergrößerten Flammenober-
fläche und der erhöhten 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 erhöhte turbulente Reaktionsrate mithilfe analy-
tischer bzw. semiempirischer Korrelationen der Flammenoberflächendichte,
bzw. der turbulenten Flammengeschwindigkeit berechnen.

4.10.1 Flammenoberflächendichte-Modelle

Ein Ansatz, der unter der Flamelet-Annahme gerechtfertigt ist, besteht dar-
in, den reaktiven Quellterm über eine Betrachtung der Flammenoberfläche
zu beschreiben. In der Regel ist die Flammenfront zu dünn, um die Flam-
menfront in einem numerischen Gitter im Detail aufzulösen. Daher enthält
eine Rechenzelle oft eine gefaltete Flammenoberfläche, die im Vergleich zu
einer flachen Flamme einen erhöhten Quellterm besitzt. Diese Modelle wer-
den oft als Flammenoberflächendichte-Modelle (engl. Flame Surface Density,
FSD) bezeichnet. Wird angenommen, dass jedes Flammenelement sich mit der
Flammengeschwindigkeit 𝑆𝐿 in das Frischgasgemisch ausbreitet, lässt sich
folgende Gleichung aufstellen.

𝜌𝑢𝑆𝐿𝐴𝐿 = ̄𝜔̇𝑐𝑉 𝑓 (4.66)

Diese Gleichung lässt sich nach der Reaktionsrate auflösen:

̄𝜔̇𝑐 = 𝜌𝑢𝑆𝐿
𝐴𝐿
𝑉 𝑓

= 𝜌𝑢𝑆𝐿Σ = 𝜌𝑢𝑆𝐿Ξ|▽𝑐| (4.67)

In dieser Gleichung beschreibt𝐴𝐿 die instantane Flammenoberfläche, 𝑉 𝑓 das
betrachtene Flammenvolumen und Σ die Flammenoberflächendichte, welche
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4.10 Turbulent flamespeed closure

die vorhandene Flammenoberfläche pro Volumenmit der Einheit [𝑚2/𝑚3] be-
zeichnet. Die Flammenoberflächendichte ist einMaß für die Faltung der Flam-
me als Resultat der turbulenten Strömung. Eine weitere Form dieses Modells
kann erhalten werden, wenn die Flammenoberflächendichte mithilfe eines
Faltungsfaktor Ξ = 𝐴𝐿/𝐴𝑡 verknüpft mit einem Gradientenansatz ersetzt wird.
Eine verstärkte Turbulenz erhöht die Faltung der Flamme, wodurch auch der
Quellterm vergrößert wird. Durch diesen Zusammenhang ist in diesem Mo-
dell die Turbulenz-Chemie-Interaktion gegeben. Die Herausforderung dieses
Modells ist eine Berechnungsvorschrift für die Flammenoberflächendichte Σ
zu liefern. Dies kann mithilfe einfacher algebraischer Gleichungen erfolgen,
als auch mittels zusätzlicher Transportgleichungen.

4.10.2 Zimont Modell

Das Zimont-Modell wurde ursprünglich von Zimont und Lipatnikov vorge-
schlagen [Zim95] und lässt sich aus Gl. 4.67 der FSD-Modellierung herleiten,
wenn der Faltungsfaktor Ξmithilfe des Verhältnisses der Flammengeschwin-
digkeiten im laminaren und im turbulenten Zustand umgeschrieben wird:

Ξ = 𝐴𝐿
𝐴𝑡

= 𝑆𝑡
𝑆𝐿

(4.68)

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

𝜔̇𝑐 = 𝜌𝑆𝑐 = 𝜌𝑢𝑆𝑡|▽𝑐| (4.69)

Im Gegensatz zum FSD-Modell wird der Turbulenzeinfluss auf den reaktiven
Quellterm nicht über die Flammenoberflächendichte modelliert, sondern di-
rekt über die turbulente Flammengeschwindigkeit 𝑆𝑡 . Da in vielen Studien
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4 Grundlagen der Verbrennungsmodellierung

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

Mithilfe der Transportgleichung einerWahrscheinlichkeitsdichtefunktion der
Temperatur und der Geschwindigkeit konnte Kuznetsov unter der Annahme
einer dünnen 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].

𝑆𝑡 = 𝐴𝑍𝑖𝑚(𝑢′)3/4𝑆1/2𝐿 𝑎−1/4𝐿1/4𝑡 (4.70)

In dieser Gleichung stellt 𝐴𝑍𝑖𝑚 eine Modellkonstante dar, die vom Flammen-
typ abhängt und die in der Größenordnung Eins liegt [Zim98].

4.10.3 Kolmogorov-Petrovsky-PiscounovTheorem

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

𝜕𝑐
𝜕𝑡 = 𝐷 𝜕2𝑐

𝜕𝑥2𝑗
+ 𝜔̇𝑐 (4.71)

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

𝜔̇𝑐|𝑐=0 = 𝜔̇𝑐|𝑐=1 = 0
𝜔̇𝑐 > 0 für 0 < 𝑐 < 1

𝜔̇′𝑐|𝑐=0 = 𝛼 > 0 ; 𝜔̇′𝑐|𝑐>0 < 𝛼
(4.72)

Hierbei stellt 𝜔̇′𝑐 die Ableitung der Reaktionsrate nach 𝑐 dar. Sind diese Be-
dingungen erfüllt bildet sich eine konstant ausbreitende Front, deren Aus-
breitungsgeschwindigkeit Λ mithilfe der Diffusionskonstante 𝐷 und der In-
itialsteigung 𝛼 nach folgender Gleichung berechnet werden kann:

Λ = 2√𝐷𝛼 (4.73)

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

𝜔̇𝑐 = 𝛼 ⋅ 𝑐 (1 − 𝑐) (4.74)

Da die untersuchte Transportgleichung eine beliebige skalare Größe be-
schreibt, die auf den Wertebereich zwischen 0 und 1 beschränkt ist, können
diese Ergebnisse auch für 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 für 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 Λ
mit der turbulenten Flammengeschwindigkeit 𝑆𝑡 gleichgesetzt wird. Da-
mit kann folgende Gleichung für den Quellterm des Reaktionsfortschrittes
hergeleitet werden:
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𝜔̇𝑐 =
𝜌𝑢
4
𝑆2𝑡
𝐷𝑡

⋅ 𝑐 (1 − 𝑐) (4.75)

Hiermit wird eine direkte Berechnung des Quellterms durch eine einzelne
analytische Gleichung ermöglicht. Der Turbulenzeinfluss wird hier mithilfe
der turbulenten Flammengeschwindigkeit 𝑆𝑡 und mit einem geringeren Ein-
fluss durch die turbulente Diffusivität 𝐷𝑡 erreicht. Für die turbulente Flam-
mengeschwindigkeit wird eine Korrelation in Abhängigkeit lokaler Turbu-
lenzparameter benötigt. 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 oderWärmeverlust auf die Flammengeschwindigkeit beschrei-
ben, sehr simpel. So hat beispielsweise Zhang, der sich mit der numerischen
Simulation von turbulenten Verbrennungslärm beschäftigte, weitere Model-
le eingeführt, welche die Verringerung der Flammengeschwindigkeit durch
lokale Streckung berücksichtigen [Zha14]. Weiterhin erweiterte er das hier
beschriebene Modell durch die Einführung eines Mischungsbruches auch für
die Anwendung für nicht-vorgemischte Flammen.

Für die Anwendung des KPP-Theorems müssen die in Gl. 4.72 dargestellten
mathematischen Bedingungen erfüllt sein. Unter Anwendung vonGl. 4.75, die
diese Bedingungen erfüllt, wird immer die gleiche parabolische Verteilung der
Reaktionsrate berechnet, die sich in Abhängigkeit des thermodynamischen
Anfangszustandes nur in ihrer Amplitude ändert. 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 für eine magere Methan-Luft-Flamme abgebildet.

Zwei grundlegende Unterschiede sind zu erwähnen: Einerseits wird bei der
Nutzung der KPP-Gleichung das Maximum des Quellterms immer bei 𝑐 = 0,5
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modelliert, wobei das reale Maximum, berechnet mit dem detaillierten Me-
chanismus, deutlich näher zum Ende der Flamme vorliegt. Zum anderen ist
die KPP-Verteilung deutlich breiter, wodurch für nahezu alle Werte des Re-
aktionsfortschrittes zumindest moderate Reaktionsraten berechnet werden.
Die reale Verteilung ist deutlich enger, wodurch das Maximum einen höhe-
ren Wert aufweist und für niedrige Werte des Reaktionsfortschrittes zu Re-
aktionsraten nahe Null führt. Auch wenn der exakte Verlauf der Lösung des
detaillierten Mechanismuses von dem thermodynamischen Anfangszustand
und der Wahl des Modellreaktors abhängen, sind diese grundlegenden Unter-
schiede in vielen Flammen vorzufinden. Der Verlauf der KPP-Gleichung wird
in Abhängigkeit 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 für 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 für eine reale Flamme nicht
erfüllt sind. Wie in Abb. 4.9 zu sehen ist, sind im Grenzfall einer laminaren
Flamme die ersten beiden Bedingungen in sehr guter Näherung erfüllt. Je-
doch stellt die dritte Bedingung, einen maximalen Gradienten bezüglich der
Reaktionsrate zu Beginn der Reaktion, im starken Kontrast zur realen Flamme,
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die dort einen Gradienten nahe Null aufweist. Während 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, für die es ursprünglich entwickelt wurde, können integral die
unterschiedlichen Verläufe der Reaktionsrate zumindest teilweise ausgegli-
chen werden. Im Falle einer LES-Modellierung mit ihrer feineren Auflösun-
gen haben diese lokalen Unterschiede der Reaktionsrate einen größeren Ein-
fluss und es ist zu erwarten, dass der Einfluss mit steigender Auflösung weiter
zunimmt. Angesichts der großen Unterschiede in der Zuordnung der Reakti-
onsrate zum Reaktionsfortschritt ist die Validität der Nutzung der chemischen
Tabellierung mithilfe dieser Modellierung fraglich, wird aber aufgrund der
einfachen Modellierung und Erweiterbarkeit zur Berechnung der Flammen-
stabilitätsgrenzen untersucht.

Zur Schließung des Modells wird eine Korrelation der turbulenten Flammen-
geschwindigkeit 𝑆𝑡 benötigt. Wie bereits in Kapitel 4.4 besprochen wurde,
sind hier in Abhängigkeit des Flammenregimes unterschiedliche Flammen-
Turbulenz-Interaktionen vorzufinden und damit verschiedene Korrelationen
der turbulenten Flammengeschwindigkeit von der Turbulenz. Schmid unter-
suchte diese Abhängigkeiten und entwickelte eine Korrelation, die das Ver-
halten der Turbulenz-Flammen-Interaktion der verschiedenen Bereiche zu-
sammenfasst, indem er die Damköhlerzahl 𝐷𝑎 in die Korrelation einführte
[Sch95]:

𝑆𝑡
𝑆𝐿

= 1 + 𝑢′
𝑆𝐿
(1 + 𝐷𝑎−2)−1/4 (4.76)

In dieser Gleichung sind die für den Flamelet-Bereich (Da » 1, Gl. 4.31) und
die der homogenen Flammenfront (Da « 1, Gl. 4.35) gültigen Abhängigkeiten
als Grenzfälle enthalten.
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Für die Berechnung der Damköhlerzahl wurde von Schmid folgende Glei-
chung vorgeschlagen [Sch95]:

𝐷𝑎−1 = 𝜏𝑐
𝜏𝑡
=
𝑐2𝑊

𝑎
𝑆2𝐿

𝑐𝜖
𝐿𝑡
𝑢′

(4.77)

In dieser Gleichung beschreibt 𝑐𝑊 die Proportionalitätskonstante für das che-
mische Zeitmaß, welche für Methan-Luft-Flammen den Wert 𝑐𝑊 = 1,2 an-
nimmt (siehe Kapitel 4.2) und 𝑐𝜖 eine Proportionalitätskonstante, die aus ei-
ner Betrachtung der spektralen Dissipationsrate hergeleitet werden kann. Für
diesen Wert empfiehlt Schmid den Wert 𝑐𝜖 = 0,09 [Sch95].

4.11 Verbundwahrscheinlichkeitsdichtemodell

Die Turbulenz führt zu einer zeitlichen Schwankung aller relevanter ther-
modynamischer Größen und damit auch für den Reaktionsfortschritt und
den Massenbruch. Da in einer LES üblicherweise nicht alle turbulenten
Strukturen aufgelöst werden, ist auch die durch die Schwankung verursachte
statistische Verteilung der Größen, die den Reaktionsfortschritt bestimmen,
nicht bekannt. Falls diese Verteilung der Größen, die den Reaktionsfortschritt
bestimmen, jedoch bekannt wäre, lässt sich der resultierende turbulente Reak-
tionsquellterm über 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 für jede dieser beiden Variablen eine PDF benötigt. Obwohl die
Verteilung der PDF stark vom betrachteten Verbrennungssystem abhängt,
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 Kontrollgrößen 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 Brennerphänomene genutzt
[Hof01, Gro03, Bru06, Wet06, Ker09, Pra12, Cun16, Sed19, Eib18].

4.11.1 Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen

Im Falle turbulenter Strömungen unterliegen alle Feldgrößen einer unregel-
mäßigen Fluktuation um einen Mittelwert. Die stochastische Verteilung ei-
nes Skalars 𝜙 als Funktion von Ort und Zeit lässt sich vollständig durch eine
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion 𝒫(𝜙,𝑥,𝑡) beschreiben. Die PDF beschreibt
dabei die Wahrscheinlichkeit, die betrachtete Größe in einem Definitionsbe-
reich vorzufinden.

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

ℱ(𝜑) = 𝑃𝑟𝑜𝑏(𝜙 < 𝜑) (4.78)

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

𝒫(𝜑) = 𝑑ℱ(𝜑)
𝑑𝜑 (4.79)
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Nach dieser Definition lässt sich die Wahrscheinlichkeit, die Variable im Be-
reich [𝜑, 𝜑 + 𝑑𝜑] zu finden, berechnen durch:

𝑃𝑟𝑜𝑏(𝜑 < 𝜙 < 𝜑 + 𝑑𝜑) = 𝒫(𝜑)𝑑𝜑 (4.80)

Durch die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion lassen sich wichtige Kenngrö-
ßen der Verteilung in Form der statistischen Momente herleiten. Für eine Ver-
teilung 𝑄(𝜑) lässt sich der Erwartungswert, das zentrale Moment erster Ord-
nung, über die Integration über die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion be-
stimmen:

𝑄̄(𝜑) = ∫
∞

−∞
𝑄(𝜑)𝒫(𝜑)𝑑𝜑 (4.81)

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

𝑄′2(𝜑) = ∫
∞

−∞
(𝑄(𝜑) − 𝑄)2𝒫(𝜑)𝑑𝜑 (4.82)

Abbildung 4.10: Beschreibung einer fluktuierenden Größe mithilfe einer Wahrscheinlichkeits-
dichtefunktion (von Hoffmann [Hof04])
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Neben diesen Momenten gibt es noch höhere Momente, die beispielsweise
Aussagen über die Symmetrie der Verteilung geben. Diese werden in der Tur-
bulenzmodellierung nur selten angewendet und werden deshalb hier nicht
weiter erläutert. 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 möglich [Pop05].

Zur Bestimmung des gefilterten Quellterms ist die Berechnung der PDF erfor-
derlich. Zur Vereinfachung der Modellierung ist eine häufige Annahme, dass
die prinzipielle Form der PDF für den ganzen betrachteten Bereich durch eine
vordefinierte Funktion beschreibbar ist, die eine endliche Anzahl Parameter
zur exakten Beschreibung benötigt. Diese Parameter sind in der Regel von der
lokalen Turbulenz abhängig. Eine mögliche Funktion zur Modellierung der
Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ist die sogenannte Beta-Funktion [Poi05].
Diese Funktion benötigt die Vorgabe zweier Parameter: dem Mittelwert und
einer Varianz. Für ein Skalar 𝜙 hat die 𝛽-PDF folgende Form:

𝒫(𝜙) = Γ(𝛼 + 𝛽)
Γ(𝛼)Γ(𝛽)𝜙

𝛼−1(1 − 𝜙)𝛽−1 (4.83)

Hierbei beschreibt 𝒫 die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion, Γ die Gamma-
funktion und für die Parameter 𝛼 und 𝛽 gelten folgende Zusammenhänge:

𝛼 = ̃𝜙𝛾 (4.84)

𝛽 = (1 − ̃𝜙)𝛾 (4.85)

wobei ̃𝜙 den Mittelwert von 𝜙 beschreibt und 𝛾 mithilfe der Varianz 𝜙″ der
Größe 𝜙 folgendermaßen berechnet werden kann:
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4.11 Verbundwahrscheinlichkeitsdichtemodell

𝛾 =
̃𝜙(1 − ̃𝜙)
𝜙″ − 1 (4.86)

In dem hier genutzten JPDF-Modell wird der Turbulenzeinfluss auf die bei-
den Kontrollgrößen, dem charakteristischen Massenbruch (zur Bestimmung
des Reaktionsfortschrittes) und dem Mischungsbruch berücksichtigt. Für bei-
de Größen müssen unter Nutzung der 𝛽-Funktion zur Beschreibung der PDF
jeweils ein Mittelwert und eine Varianz berechnet werden.

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

𝜕 ̄𝜌 ̃𝑌𝑐
𝜕𝑡 + 𝜕( ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑌𝑐)

𝜕𝑥𝑖
+ 𝜕
𝜕𝑥𝑖

( ̄𝜌𝑢𝑖𝑌𝑐 − ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑌𝑐) = − 𝜕
𝜕𝑥𝑖

( 𝜇𝑡𝑆𝑐𝑡
𝜕𝑌𝑐
𝜕𝑥𝑗

)+𝜔̇𝑌𝑐 (4.87)

Für die Varianz 𝑌″
𝐶 wird ein analytischer Ansatz von Pierce und Moin [Pie04,

Pie98] genutzt, der analog zum Standard-Smagorinsky Modell auf einem Gra-
dientenansatz basiert:

𝑌″
𝐶 = 𝐶𝑌″

𝐶
Δ2 (𝜕𝑌 𝐶

𝜕𝑥𝑖
)
2

(4.88)

Für die hier benötigte Konstanten werden die Werte 𝐶𝑌″
𝐶
= 0,1 und 𝑆𝑐𝑡 = 0,7

genutzt.

Analog kann für den gefilterten Massenbruch 𝑓 folgende Transportgleichung
gelöst werden:
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𝜕 ̄𝜌 ̃𝑓
𝜕𝑡 + 𝜕( ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑓)

𝜕𝑥𝑖
+ 𝜕
𝜕𝑥𝑖

( ̄𝜌𝑢𝑖𝑓 − ̄𝜌𝑢̃𝑖 ̃𝑓) = − 𝜕
𝜕𝑥𝑖

( 𝜇𝑡
𝑆𝑐𝑡

𝜕 ̃𝑓
𝜕𝑥𝑗

) (4.89)

Auch hier wird eine Gleichung für die Varianz𝑓″ benötigt, für den analog zum
charakteristischen Massenbruch ein Gradientenansatz genutzt werden kann:

𝑓″ = 𝐶𝑓″ Δ2 (
𝜕𝑓
𝜕𝑥𝑖

)
2

(4.90)

Da sowohl für den Reaktionsfortschritt als auch für den Massenbruch ei-
ne PDF berechnet wird und gleichzeitig für die Reaktionsrate genutzt wer-
den muss, wird eine sogenannte Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion
(engl. Joint Probability Density Function, JPDF) benötigt. Durch eine JPDF𝒫12
kann die Wahrscheinlichkeit angegeben werden zwei Zufallsgrößen 𝜙1 und
𝜙2 in einem Stichprobenraum 𝜑1 und 𝜑2 zu finden durch:

𝑃𝑟𝑜𝑏(𝜑1 < 𝜙1 < 𝜑1+𝑑𝜑1, 𝜑2 < 𝜙2 < 𝜑2+𝑑𝜑2) = 𝒫12(𝜑1, 𝜑2)𝑑𝜑1𝑑𝜑2 (4.91)

Unter der Annahme der statistischen Unabhängigkeit der beiden Zufallsgrö-
ßen 𝜙1 und 𝜙2, kann die JPDF durch das Produkt der einzelnen Wahrschein-
lichkeitsdichtefunktionen berechnet werden:

𝒫12(𝜑1,𝜑2) = 𝒫1(𝜑1) ⋅ 𝒫2(𝜑2) (4.92)

Alle für die Rechnungen benötigten favre-gefilterten Größen können hier-
nach folgendermaßen bestimmt werden:
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̃𝜙( ̃𝑓,𝑓″, ̃𝑐, 𝑐″) = ∫
1

0
∫

1

0
𝜙(𝑓, 𝑐)𝒫𝑓𝒫𝑐𝑑𝑓𝑑𝑐 (4.93)

So folgt für die Berechnung des gefilterten Quellterms ̃𝜔̇𝑌𝐶 :

̃𝜔̇𝑌𝐶( ̃𝑓,𝑓″, ̃𝑐, 𝑐″) = 𝜌( ̃𝑓,𝑓″, ̃𝑐, 𝑐″)∫
1

0
∫

1

0

𝜔̇𝑌𝐶(𝑓, 𝑐)
𝜌(𝑓,𝑐) 𝒫𝑓𝒫𝑐𝑑𝑓𝑑𝑐 (4.94)

Die Integration erfolgt mit dem Algorithmus von Liu et al. [Liu02], deren An-
wendung beispielsweise in [Sed19] genauer erklärt ist. Zur Reduzierung des
Rechenaufwandes wird die Integration des Quellterms vor der Hauptsimu-
lation durchgeführt und in Abhängigkeit der Kontrollgrößen ̃𝑐, 𝑐″, ̃𝑓, 𝑓″ ta-
belliert.
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Für 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 Düsen
vorgestellt und die genutzte Messtechnik erläutert.

5.1 Düsen des Matrixbrenners

Ein Hauptfokus dieser Studie ist die Untersuchung des Einflusses geometri-
scher Variationen auf das Strömungsfeld und damit den Stabilitätsbereich der
Flamme. Die untersuchten Düsen bestehen aus einemArray an unverdrallten,
zur Strömungsrichtung parallelen Bohrungen. Dabei unterscheiden sich die
Düsen im Lochdurchmesser der Bohrungen 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 und im Versperrungs-
verhältnis (engl. Dump Ratio, 𝐷𝑅). Das Versperrungsverhältnis ist über das
Verhältnis der Brennkammerquerschnittsfläche 𝐴𝐵𝐾 zur Summe der durch-
strömten Querschnittsfläche der Bohrungen nach folgender Formel definiert:

𝐷𝑅 = 𝐴𝐵𝐾
Σ𝐴𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔

(5.1)

Der Einfluss der beiden geometrischen Parameter 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 und des Versper-
rungsverhältnisses𝐷𝑅 auf das Strömungsfeld und die Flamme wurde mithilfe
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mehrerer Düsen untersucht. Eine schematische Skizze der untersuchten Dü-
sen ist in Abb. 5.1 gegeben, während Details der geometrischen Parametern
Tabelle 5.1 zu entnehmen sind.

D6 D5

D3 D1D2

𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔

𝐷𝑅

Abbildung 5.1: Skizze der untersuchten Düsen

Tabelle 5.1: Geometrische Parameter der untersuchten Düsen

Düsen-
bezeichnung

Anzahl
Bohrungen

Bohrungsdurch-
messer 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔

Versperrungs-
verhältnis 𝐷𝑅

D1 7 𝑑𝐿𝑎𝑟𝑔𝑒 = 1,65 ⋅ 𝑑𝑅𝑒𝑓 2,8
D2 19 𝑑𝑅𝑒𝑓 2,8
D3 37 𝑑𝑆𝑚𝑎𝑙𝑙 = 0,72 ⋅ 𝑑𝑅𝑒𝑓 2,8
D5 19 𝑑𝑅𝑒𝑓 6
D6 37 𝑑𝑆𝑚𝑎𝑙𝑙 6

Die Bohrungen sind so angeordnet, dass ein konstanter minimaler Abstand
zu benachbarten Bohrungen bzw. im Fall der äußersten Bohrungen auch zur
Brennkammerwand vorliegen. Der auf den Bohrungsdurchmesser bezogene
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minimale Abstand zwischen den Bohrungen ist für die Düsen eines konstan-
tes𝐷𝑅 im Rahmen der Fertigungstoleranzen identisch. Dies bedeutet, dass die
Düsen eines konstanten Versperrungsverhältnisses, normiert auf den Loch-
durchmesser eine lokal geometrische Ähnlichkeit 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-
wärmten Luft-Erdgas-Gemischen unter atmosphärischen Druckbedingungen
untersucht. Die Luft durchströmt dafür einen Luftvorwärmer, der Vorwärm-
temperaturen bis zu 400 ℃ ermöglicht. Nach Durchlaufen einer Mischungs-
trecke, deren Länge eine vollständige Vermischung von Brennstoff und Luft
garantiert, wurde direkt vor Eintritt in die Düse die Vorwärmtemperatur 𝑇0
mithilfe einesThermoelementes bestimmt. Optional erfolgt zudem die Zufuhr
von Partikeln, die für die Messung des Strömungsfeldes benötigt werden. Da-
nach erfolgt der Eintritt in die im vorherigen Abschnitt beschriebenen Düsen,
wodurch eine Vielzahl an unverdrallten Strömungsstrahlen erzeugt werden.
Anschließend 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 ungeglühten Keramik ausgestattet und von einer Metallhülle
ummantelt ist. Die Kühlung erfolgte mithilfe eines Glykol-Wasserkreislaufs
im Metallmantel. Zum Anderen wurde eine optisch zugängliche Brennkam-
mer mit integrierten Quarzglas-Fenster gefertigt, die eine Untersuchung mit-
hilfe optischer Messmethoden ermöglicht. Bilder der beiden Brennkammern
sind in Abb. 5.2c und 5.2d abgebildet. Ein großer Unterschied in der Nut-
zung der beiden Brennkammern besteht in der Ausprägung der Wärmever-
luste. Wie insbesondere im Bild der optisch zugänglichen Brennkammer zu
sehen ist, treten hier hohe Wärmeverluste aufgrund von Strahlung durch die
Fenster, als auch konduktiv durch die vergleichsweise dünne Brennkammer-
wand auf. Daher wurde die keramische Brennkammer aufgrund ihrer gerin-
gen Wärmeverluste für die Messungen der mageren Abblasegrenzen genutzt.
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Nach der Brennkammer wurde eine gekühlte Abgassonde im Abgasstrom po-
sitioniert.

Luft

Methan

Partikelzufuhr Partikelzufuhr

Luftvorwärmer

Brennkammer 

Düse

T

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

(c) Sicht von oben auf die
keramische Brennkammer

(d) Bild der optisch zugänglichen
Brennkammer im Betrieb

Erdgas kann sich je nach Herkunft stark in seiner Zusammensetzung unter-
scheiden. Die Zusammensetzung des für diese Untersuchung verwendeten
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Erdgases wurde mithilfe der Gaschromatographie ermittelt und ist in Tabel-
le 5.2 dargestellt. Diese Zusammensetzung wurde sowohl zur Bestimmung
aller notwendiger thermodynamischen Größen, als auch für die Durchfüh-
rungen der numerischen Simulationen dieser Arbeit genutzt. Die Verbren-
nung wurde unter hochturbulenten Strömungsbedingungen untersucht. Die
Reynolds-Zahl bezogen auf die Rohrströmung 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 𝐶𝑂2
Massen-% 84.3 9.2 2.4 4.1
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6.1 Laser-Doppler-Anemometrie

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

Das LDA-Verfahren ist ein optisches Messsystem zur berührungslosen
Bestimmung von Geschwindigkeitskomponenten. Diese Methode nutzt den
Dopplereffekt, der darauf beruht, dass Lichtwellen, die von bewegten Oberflä-
chen gestreut werden, eine Frequenzverschiebung erfahren, die proportional
zur Geschwindigkeit der bewegten Oberfläche ist [Alb03]. Als Quelle für das
kohärente Licht wird in der Regel ein Laser verwendet. Außerdem werden
Streuzentren benötigt, die mit Hilfe von vorbeiströmenden Partikeln erzeugt
werden. Es gibt eine sehr große Auswahl an Materialien, die zu diesem Zwe-
cke dispergiert oder zerstäubt werden können. Zu den wichtigsten Faktoren
bei der Auswahl der Partikel gehören das Strömungsfluid, die Strömungs-
bedingungen und die Temperatur. Häufig werden feine Tröpfchen oder, bei
hohen Temperaturen, kleine Feststoffpartikel verwendet, in manchen Fällen
können aber auch Flüssigkeitsverunreinigungen oder Luftblasen als Dispersi-
onszentrum dienen. Wichtig ist, dass die Partikel oder Tröpfchen groß genug
sind, um detektiert werden zu können, aber gleichzeitig klein genug sind, um
ihre Trägheit zu minimieren und damit das Folgevermögen zu maximieren.
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Es gibt mehrere Grundaufbauten für LDA-Systeme, wobei sich das sogenann-
te Zweistrahlverfahren bewährt 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 gaußförmigen Intensitätsverteilung
des Laserstrahls bildet sich im Fokuspunkt ein ellipsoidisches Messvolumen
aus. Die Empfangsoptik kann beim Zweistrahlverfahren prinzipiell in jedem
Winkel positioniert werden, wobei zwischen Vorwärts- und Rückwärtsstreu-
ung unterschieden wird. Bei Vorwärtsstreuung ist der Photodetektor gegen-
über der Sendeoptik positioniert und detektiert somit „vorwärts“ gestreutes
Licht. Die Anordnung der Rückwärtsstreuung ist analog definiert.

α 

Laser

Empfangsoptik

Messvolumen

Fokussierlinse

Strahl-
teiler

Abbildung 6.1: Aufbau eines LDA-Systems in Vorwärtsstreuung

Die Physik hinter einem LDA-System kann vollständig durch die Formeln des
Doppler-Effektes beschrieben werden. Zur Erklärung wird hier auf das an-
schaulichere Interferenzstreifenmodell zurückgegriffen. Diesem Modell zu-
folge erzeugen die kohärenten Laserstrahlen ein Interferenzmuster aus ab-
wechselnd hoher und niedriger Lichtintensität im Schnittvolumen. Eine Skiz-
ze dieser Betrachtung ist in Abb. 6.2 zu sehen. Diese Ebenen hoher Lichtinten-
sitäten werden als „Fringes“ bezeichnet, deren Abstände 𝑑𝐹 sich mithilfe der
eingestellten Parameter des Lasers und der optischen Anordnung nach Gl. 6.1
berechnet werden können [Ruc87].
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6.1 Laser-Doppler-Anemometrie

𝑑𝐹 =
𝜆𝐿

2 ⋅ 𝑠𝑖𝑛(Θ/2) (6.1)

Ebene Wellenfronten 
(idealisiert)

Kohärente 
Laserstrahlen

Messvolumen mit „Fringes“

u˔ 

Abbildung 6.2: Visualisierung des Interferenzstreifenmodells

In dieser Formel beschreibt 𝜆𝐿 die Wellenlänge des Lasers und Θ den Kreu-
zungswinkel der Laserstrahlen nach Abb. 6.1.

Wenn ein Teilchen dieses Streifenmuster durchläuft, führt die Streuung des
Lichts an der Empfangsoptik zu einem Signal, das durch äquidistante Peaks
unterschiedlicher Intensität gekennzeichnet ist. Die charakteristische Form
eines solchen Signales kann Abb. 6.3 entnommenwerden. Die unterschiedlich
hohen Maxima werden durch die Gauß’sche Intensitätsverteilung des Lasers
verursacht, wodurch in der Mitte des Messvolumens die höchste Intensität
vorliegt und zum Rand hin exponentiell abnimmt. Die für die Messung ent-
scheidende Größe ist jedoch die Frequenz dieses Burstsignals, welche auch als
Dopplerfrequenz bezeichnet wird. Aufgrund der Proportionalität 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.

Li
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ns

itä
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Zeit

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

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

𝑢⊥ = 𝑑𝐹 ⋅ 𝑓𝑑 (6.2)

Hier beschreibt 𝑓𝑑 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:

𝑢⊥ =
𝜆𝐿 ⋅ 𝑓𝑑

2 ⋅ 𝑠𝑖𝑛(Θ/2) (6.3)
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6.1 Laser-Doppler-Anemometrie

Mit dem bisher beschriebenen Aufbau ist es nicht möglich, das Vorzeichen
der gemessenen Geschwindigkeitskomponente zu bestimmen, und es ist auch
schwierig, sehr langsame Teilchen zu erkennen. Um dieses Problem zu lösen,
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 können und somit unterscheidbar sind. Unterhalb einer kritischenGe-
schwindigkeit können mehrere mögliche Zuordnungen auftreten. Aufgrund
dieses Umstandes muss vor der Messung eine Abschätzung der größten ne-
gativen Geschwindigkeiten vorgenommen werden, um eine eindeutige Ge-
schwindigkeitszuordnung zu gewährleisten. Für die korrekte Erkennung po-
sitiver Geschwindigkeiten bestehen dann keine Einschränkungen mehr.
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u- u+ u- u+

f Shift

fD
- = fD

+ fD
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≠  fD

+

 Keine Unterscheidung möglich  Unterscheidung möglich

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 anderenWellenlänge aufgespalten, um 90° gedreht und über
die gleiche Linse auf dasMessvolumen fokussiert. Im Prozessor der Empfangs-
optik können die beiden Lichtsignale mit geeigneten Filtern getrennt ausge-
wertet werden.
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6 Messtechnik

In dieser Arbeit wurden zur Erfassung der 2D-Geschwindigkeitskomponenten
zwei Laserstrahlen mit den Wellenlängen 𝜆𝐿 = 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) zugeführt, die mit
einem Zerstäuber erzeugt wurden. Nach Angaben des Herstellers des Parti-
kelgenerators beträgt der durchschnittliche Durchmesser der Tropfen 0,5 μm.
Zur Optimierung des Signal-Rausch-Verhältnisses wurde eine Konfiguration
im Vorwärtsstreuungsmodus gewählt. Es wurde eine Bragg-Zelle mit einer
Frequenzverschiebung von 80 MHz genutzt, die die Messung negativer Ge-
schwindigkeiten von bis zu 280 m/s ermöglicht und damit den erwarteten
Geschwindigkeitsbereich in der Brennkammer abdeckt. Mittlere Geschwin-
digkeiten und die zugehörigen 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-
änderung der Stoffkonzentrationen charakterisiert. Falls die Edukte nicht voll-
ständig oxidiert werden können entstehen Zwischenprodukte wie Kohlen-
stoffmonoxid oder unverbrannten Kohlenwasserstoffen. Falls im Abgas sol-
che Zwischenprodukte in signifikanter Menge detektiert werden, ist keine
vollständige Verbrennung gegeben und kann als Indikator genutzt werden,
dass die Flamme kurz vor dem Verlöschen ist.

Zur Bestimmung der Konzentration von Kohlenstoffdioxid und Kohlenstoff-
monoxid kann das individuelle Absorptionsspektrum der Moleküle genutzt
werden. Da die Abgasbestandteile der Verbrennung bekannt sind, können
hierbei diskrete Wellenlängen analysiert werden. Die charakteristischenWel-
lenlängen sind in Tabelle 6.1 dargestellt.

Da das Wasser ein breites Absorptionsspektrum nicht weit von den Ab-
sorptionslinien von Kohlenstoffmonoxid besitzt, muss dieses zunächst 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 Wellenlängen bestrahlt. Hinter den
Messkammern ist ein Strahlungssensor angebracht, der mit einem Refe-
renzgas gefüllt ist. Der Sensor erwärmt sich durch den vom Messgas nicht
absorbierten Anteil der Strahlung, die in Form einer Membranausdehnung
gemessen werden kann.

Tabelle 6.1: Charakteristische Absorptionswellenlängen verschiedener Moleküle

Spezies 𝐻2𝑂 𝐶𝐻4 𝐶𝑂2 𝐶𝑂
Wellenlänge

in 𝑛𝑚
breit um
5000

3311 4257 4668
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7 Numerischer Aufbau

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

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

7.1 Allgemeines numerisches Setup

Die hier durchgeführten Simulationenwurdenmithilfe des nicht-kommerziellen
Programmpakets OpenFOAM durchgeführt, in dem die nötigen Differential-
gleichungen mithilfe eines Finite-Volumen-Ansatzes gelöst werden. In diesem
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7 Numerischer Aufbau

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] erläutert ist. Für
die Berechnung der Wirbelviskosität wurde das in Kapitel 3.6 beschriebene
WALE-Modell genutzt. Für die Diskretisierung der zeitlichen als auch der
räumlichen 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-
nötigt, für das zwei verschiedene Modelle integriert und bezüglich der Vor-
hersage der Flammenstabilitätsgrenzen verglichen wurden.

Zum Einen wurde das in Kapitel 4.11 beschriebene JPDF-Modell genutzt, in
dem die Gleichungen für den Mittelwert (Gl. 4.87) und der Varianz (Gl. 4.88)
des charakteristischen Massenbruches 𝑌𝑐 berechnet werden. Da ein vorge-
mischter Brenner untersucht wird, ist eine Berechnung des Mischungsbru-
ches 𝑓 nicht nötig. Daher wurden die Transportgleichung des Mischungsbru-
ches nicht gelöst, womit dermittlereMischungsbruch im Laufe der Simulation
konstant bleibt, während die zugehörige 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 gelöst. 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 Damköhlerzahl wurden auf die aus der Literatur empfohlenen Wer-
ten von 𝑐𝑊 = 1,2 und 𝑐𝜖 = 0,09 gesetzt.

In beiden eingesetzten TCI-Modellen ist der Einfluss von Wärmeverlusten,
als auch der Einfluss der Streckung auf den Quellterm nicht durch explizite
Modelle berücksichtigt.
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7.2 Beschreibung des numerischen Rechengebietes

Die zugrunde liegenden Tabellen wurdenmithilfe der Python-BibliothekCan-
tera erstellt, welche die in Kapitel 4.8.2 dargestellten Erhaltungsgleichungen
der 1-dimensionalen, vorgemischten Flamme löst. 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

Für jede untersuchte Düse wurde ein Rechengebiet definiert und diskretisiert.
Beispielhaft ist das für die Düse 𝐷2 genutzte Gitter in Abb. 7.1 dargestellt. Das
Fluid strömt dabei von links in die Domäne ein, die in drei Teilgebiete un-
terteilt werden kann: Zunächst ein Einlass, der einen kurzen Abschnitt der
Bohrungen umfasst, danach in die hexagonale Brennkammer führt und an-
schließend in einem würfelförmigen Ausströmgebiet endet. Obwohl das Ver-
halten der Strömung in dem Ausströmgebiet für diese Untersuchungen nicht
von Interesse ist, reduziert die Inklusion dieser Domäne das Risiko potenti-
eller numerischer Druckreflektionen zurück in die Brennkammer. Diese kön-
nen ein numerisch induziertes Abblasen der Flamme verursachen und sind
daher zu vermeiden. Das Gitter wurde mithilfe von hexaedrischen Zellen mit
einer Zellgröße von 1 mm im Einlass- und Brennkammerbereich und 4 mm
im Ausströmbereich diskretisiert. Eine zusätzliche Vergröberung des Gitters
im Bereich der Brennkammer konnte nicht durchgeführt werden, da sich die
Position der Flamme zum Abblasen hin stark verändert, so dass überall in der
Brennkammer eine feine Auflösung erforderlich ist. Daraus ergibt sich eine
Gesamtzahl von etwa 1,3 Millionen Zellen für das gesamte Rechengebiet. Git-
ter dieses Aufbaus wurden für die Strömungssimulationen der Düsen 𝐷1, 𝐷2,
𝐷3 und 𝐷5 erstellt.
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7 Numerischer Aufbau

Für die Rechendomäne liegen drei Berandungen vor, für die geeignete Rand-
bedingungen festgelegt werden müssen: Die Einlässe zu Beginn der Bohrun-
gen, die Wand im Bereich der Bohrungen und in der Brennkammer und der
Auslass in alle Richtungen des Ausströmgebietes. Die definierten Randbedin-
gungen der berechneten Größen Geschwindigkeit, Druck und Reaktionsfort-
schritt sind in Tabelle 7.1 aufgeführt. Im Falle des Auslasses wird der Gesamt-
druck 𝑝𝑡𝑜𝑡 vorgegeben, der mithilfe des statischen Druckes 𝑝𝑠𝑡𝑎𝑡 und der Ge-
schwindigkeit nach Gl. 7.1 berechnet wird.

𝑝𝑡𝑜𝑡 = 𝑝𝑠𝑡𝑎𝑡 +
𝜌
2𝑢

2 (7.1)

Multiple Einlässe Brennkammer

Ausströmgebiet

Abbildung 7.1: Seitenansicht und Querschnitt des Gitters für die Simulation der Düse 𝐷2
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Tabelle 7.1: Genutzte Randbedingungen für die numerische Rechnungen

Variable Geschwindigkeit
𝑢

Druck 𝑝 Reaktionsfort-
schritt 𝑐

Einlass Turbulenzgenerator ▽ = 0 0
Wand 0 ▽ = 0 ▽ = 0
Auslass ▽ = 0 𝑝𝑡𝑜𝑡 = 1013 mbar ▽ = 0

Da eine LES-Simulation die zeitaufgelöste Beschreibung der eingehenden tur-
bulenten Strukturen am Domäneneinlass erfordert, wurde der in Kapitel 3.6.4
beschriebene Turbulenzgenerator genutzt. Hierzu wird die Vorgabe des mitt-
leren Geschwindigkeitsprofils benötigt. Für eine Rohrströmung lässt sich das
parabolische Geschwindigkeitsprofil nach Gl. 7.2 angeben. Hierfür wird eine
Angabe der Maximalgeschwindigkeit 𝑢𝑚𝑎𝑥 und des Exponenten 𝑛𝑓𝑖𝑡 benö-
tigt. Die verschiedenen Düsen haben alle eine identische Länge, aber unter-
scheiden sich in ihrem Bohrungsdurchmesser. Ob sich ein voll ausgebildetes
Strömungsprofil ausbildet, ist eine Funktion des Verhältnisses der Rohrlänge
zum Durchmesser. Als Abschätzung für viele turbulenten technische Anwen-
dungen wird beispielsweise von Cengel ein minimales Längen zu Durchmes-
ser Verhältnis von 10 empfohlen [Çen06], wobei andere Autoren noch höhere
Werte vorschlagen, wie zum Beispiel Nikuradse, der ein minimales Verhältnis
von 40 empfiehlt [Nik32]. Da das Verhältnis der Länge zum Durchmesser bei
allen untersuchten Düsen kleiner als 10 ist, kann nicht von der Entstehung ei-
ner voll ausgebildete Rohrströmung ausgegangen werden. Für jede Düse wird
daher ein individuelles Geschwindigkeitsprofil erwartet. Dies wurde in die-
ser Arbeit berücksichtigt, indem für die drei vorliegenden Lochdurchmesser
hochaufgelöste LES-Simulationen einer Rohrströmung, bei einem für das Ex-
periment üblichen Volumenstrom, durchgeführt wurden und das Geschwin-
digkeitsprofil bei der experimentellen Bohrlochlänge ausgewertet wurde. An
diese Profile wurde der Fitparameter 𝑛𝑓𝑖𝑡 angepasst. Ein Einfluss der Rey-
noldszahl wurde nicht weiter berücksichtigt. Die hierdurch erhaltenen Werte
für 𝑛𝑓𝑖𝑡 sind in Tabelle 7.2 aufgelistet und wurden für die Simulationen nicht
weiter geändert. Der Parameter 𝑢𝑚𝑎𝑥 kann im Anschluss angepasst werden,
um den gewünschten Volumenstrom einzustellen.
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𝑢(𝑟) = 𝑢𝑚𝑎𝑥 ⋅ (1 −
𝑟

𝑟𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔
)
𝑛𝑓𝑖𝑡

(7.2)

Tabelle 7.2: Parameter des mittleren Geschwindigkeitsprofils für den Turbulenzgenerator

Düse 𝐷1 𝐷2, 𝐷5 𝐷3
𝑛𝑓𝑖𝑡 35,67 14,14 8,86
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8 Allgemeine Charakteristiken des
Matrixbrenners

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

8.1 Nicht-reaktives Strömungsfeld und
Reynoldsähnlichkeit

Grundlegend für das Verständnis der Verbrennungsphänomene in einem
Brennersystem ist die Kenntnis des zugrunde liegenden Strömungsfeldes.
Zur Beschreibung der Flammenstabilität ist es wichtig, die Strömungsfüh-
rung innerhalb der Brennkammer zu untersuchen, die einerseits zu Effekten
wie Rezirkulationszonen führt und andererseits maßgeblich für die Bildung
von Turbulenz ist. Diese Phänomene werden zunächst im reaktionsfreien
Strömungsfeld untersucht. Hierbei wird auch das Verhalten auf Geschwin-
digkeitsveränderungen, sowie der Einfluss der geometrischen Parameter
der Düsen analysiert. Hierzu wird neben der mittleren Geschwindigkeit
auch die turbulente Schwankungsgeschwindigkeit in Form der turbulenten
kinetischen Energie verglichen.

Zur Untersuchung des reaktionsfreien Strömungsfeldes wurde die Brennkam-
mer mit vorgewärmter Luft durchströmt und mit einer LDA-Messeinrichtung
unter Nutzung eines diodengepumpten Festkörperlaser vermessen. In der
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

vorliegenden Arbeit wurden die axiale Geschwindigkeitskomponente 𝑢
(Hauptströmungsrichtung) und eine transversale Geschwindigkeitskompo-
nente v bestimmt. Aufgrund der Beschränkung durch den Strahlenwinkel
der Laser im LDA-Messaufbau konnten jedoch Geschwindigkeitsprofile un-
terhalb eines Düsenabstands von 𝐻𝐴𝐵𝑀𝑖𝑛 nicht gemessen werden. Darüber
hinaus war der Messbereich durch den hexagonalen Aufbau auf den zentralen
Bereich der Brennkammer beschränkt, so dass keine Geschwindigkeiten in
der Nähe der Wände erfasst werden konnten.

Die Geschwindigkeitsmessungen fokussierten sich dabei auf die in Abb. 8.1
markierten Messlinien, die punktweise vermessen wurden. Die beiden Linien
stellen Extremfälle in Bezug auf den Bohrungsabstand in der Düse dar. Auf der
𝑆𝑀𝑖𝑛-Linie ist der minimale Abstand benachbarter Bohrungen vorzufinden,
während die 𝑆𝑀𝑎𝑥-Linie eine gute Erfassung des Bereichs zwischen den Boh-
rungen ermöglicht, in der potentielle Rückströmzonen erwartet werden. Die
Geschwindigkeit ist entlang dieser Linien bei verschiedenen Höhen über der
Brennerplatte (engl. height above burner,𝐻𝐴𝐵) gemessen worden. Zudem ist
die Richtung der transversalen Geschwindigkeit v in Abb. 8.1 verzeichnet.

sMaxsMin

v

Abbildung 8.1: Die beiden vermessenenMesslinien der Geschwindigkeitsuntersuchungmithilfe
des LDA-Systems

94



8.1 Nicht-reaktives Strömungsfeld und Reynoldsähnlichkeit
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Axiale Geschwindigkeit 𝑢[𝑚/𝑠]

Abbildung 8.2: Axiales Geschwindigkeitsfeld 𝑢 der reaktionsfreien Strömung der Düsen (von
oben: 𝐷1, 𝐷2 und 𝐷3) auf der 𝑆𝑀𝑖𝑛-Messlinie
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Zunächst sind gemessene mittlere axiale Strömungsgeschwindigkeiten der
drei Düsen𝐷1,𝐷2 und𝐷3 entlang der 𝑆𝑀𝑖𝑛-Messlinie in Abb. 8.2 in Abhängig-
keit des mit dem individuellen Bohrungsdurchmesser normierten 𝐻𝐴𝐵 und
des normierten Radius dargestellt. Es ist zu sehen, dass sich bei jeder Düse
ein Geschwindigkeitsmaximum über jeder Bohrungen ergibt. Rückströmzo-
nen (markiert als schwarze Bereiche) werden auf dieser Messlinie bei der Dü-
se 𝐷1 nicht beobachtet und bei den Düsen 𝐷2 und 𝐷3 nur an einzelnen Mess-
punkten. Insgesamt fällt bereits eine optische Ähnlichkeit 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 über den Bohrungen ausbildet
und dazwischen Geschwindigkeiten nahe Null erreicht. Rechts ist die Ge-
schwindigkeitsverteilung der 𝑆𝑀𝑎𝑥-Linie dargestellt, in der zentral wieder
ein Geschwindigkeitsmaximum vorliegt, jedoch im Bereich zwischen den
Bohrungen zusätzlich eine signifikante Rezirkulationszone aufweist. In diesen
werden negative axiale Geschwindigkeiten von etwa 5 bis 10 % der mittleren
volumetrischen Bohrungsgeschwindigkeit 𝑢0 gemessen. In den Abbildungen
ist im Vergleich die transversale Geschwindigkeit v aufgetragen. Es ist zu
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Abbildung 8.3: Vergleich der beiden gemessenen Geschwindigkeitskomponenten 𝑢 und v der
Düse𝐷3 bei 𝑢0 = 35 m/s auf der 𝑆𝑀𝑖𝑛- (links) und 𝑆𝑀𝑎𝑥-Messlinie (rechts) bei
𝐻𝐴𝐵𝑀𝑖𝑛
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8.1 Nicht-reaktives Strömungsfeld und Reynoldsähnlichkeit

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

Im weiteren Verlauf wurde untersucht, wie sich die Geschwindigkeitsprofile
bei einer Veränderung des Volumenstroms verhalten. Hierzu sind in Abb. 8.4
Geschwindigkeitsverteilungen der beiden Messlinien der Düse 𝐷3 bei ver-
schiedenen Volumenströmen dargestellt. In den Abbildungen sind die axia-
len Geschwindigkeitsprofile, normiert mit der volumetrischen Austrittsge-
schwindigkeit 𝑢0 bei verschiedenen Volumenströmen 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 für beide Messlinien beobachtet. Insbesondere wird
beobachtet, dass der Betrag der Rezirkulationsgeschwindigkeit auch mit dem
Volumenstrom skaliert.
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Abbildung 8.4: Gemessene normierte axiale Geschwindigkeiten 𝑢 der Düse 𝐷3 bei verschie-
denen Volumenströmen entlang der 𝑆𝑀𝑖𝑛- (links) und 𝑆𝑀𝑎𝑥-Messlinie (rechts)
bei𝐻𝐴𝐵𝑀𝑖𝑛

Eine zentrale Größe in der turbulenten Verbrennungsmodellierung ist das in-
tegrale Längenmaß der Turbulenz 𝐿𝑡 . 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 düsennah, mit einem HAB von etwa ein bis
zwei Lochdurchmesser und sind in Tab. 8.1 für verschiedene Betriebspunk-
te dargestellt. Hierbei können zwei Schlussfolgerungen gezogen werden: Zu-
nächst ist im untersuchten Bereich keine eindeutige Abhängigkeit des inte-
gralen Längemaßes von der Geschwindigkeit und der Vorwärmtemperatur
zu beobachten. Weiterhin liegen die gemessenen normierten integrale Län-
gemaße weitestgehend im Bereich von 0,4 bis 0,5 Bohrungsdurchmesser, was
sich auchmitMessungen turbulenter Rohrströmungen aus der Literatur deckt
[Hor99].

Tabelle 8.1: Experimentell bestimmte integrale Längenmaße der Turbulenz 𝐿𝑡 nahe des Düsen-
austrittes für verschiedene Düsen und Betriebsbedingungen

Düse 𝐷1 𝐷2 𝐷3
𝑇0[°𝐶] 50 100 200 50 100 200 50 100 200
𝑢0[𝑚/𝑠] 33 38 48 33 38 48 33 38 48
𝐿𝑡/𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 0,42 0,43 0,53 0,41 0,48 0,58 0,30 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 Düse 𝐷1 sind in Abb. 8.5
für verschiedene Volumenströme 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 höchsten
Gradienten der Geschwindigkeit, wo die stärksten Scherkräfte 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 Strömung bezieht wird hier ei-
ne Normierung mithilfe des Quadrats der Düsenaustrittsgeschwindigkeit 𝑢0
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8.1 Nicht-reaktives Strömungsfeld und Reynoldsähnlichkeit

vorgeschlagen. Mithilfe dieser Normierung ist zu sehen, dass sich identische
Profile ausbilden, in denen die Lokalisierung als auch die Beträge der Mini-
ma und der Maxima gut übereinstimmen. Die leichten Differenzen sind der
höheren Ungenauigkeit der Messung der Geschwindigkeitsfluktuationen zu-
zuschreiben. Somit skaliert sowohl das mittlere Geschwindigkeitsfeld als auch
die erzeugte Turbulenz mit dem Volumenstrom, was als Reynoldsähnlichkeit
des Strömungsfeldes bezeichnet wird.
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Abbildung 8.5: Gemessene normierte Verläufe der turbulenten kinetischen Energie 𝑇𝐾𝐸
der Düse 𝐷1 bei verschiedenen Volumenströmen auf der 𝑆𝑀𝑖𝑛-Messlinie bei
𝐻𝐴𝐵 = 0,7 ⋅ 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔

Im vorherigen Abschnitt wurde die Abhängigkeit des erzeugten Strömungs-
feldes vom Eingangsvolumenstrom untersucht. Weiterhin ist von Interesse,
ob die Düsen der verschiedenen Bohrungsdurchmesser, die zueinander eine
lokale geometrische Ähnlichkeit aufweisen, auch ähnliche Strömungsfelder
ausbilden. Die bereits gezeigten Schnittbilder in Abb. 8.2 ließen eine Ähnlich-
keit der Strömungsfelder vermuten, die sich nur in der axialen und radialen
Ausdehnung unterscheiden. Zur Überprüfung ist ein Vergleich der Geschwin-
digkeitsprofile normiert mit dem Bohrungsradius der verschiedenen Düsen
in Abb. 8.6 abgebildet. Das Strömungsprofil stimmt bei den Düsen gut über-
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 Ähnlich-
keit der Düsen, die zu ähnlichen Strömungsfelder führt. Weiterhin wird eine
Reynoldsähnlichkeit der Strömung beobachtet.
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Abbildung 8.6: Gemessene normierte Verläufe der mittleren Geschwindigkeit 𝑢 der Düsen bei
𝑢0 = 38 m/s auf der 𝑆𝑀𝑖𝑛-Messlinie bei𝐻𝐴𝐵 = 0,7 ⋅ 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔

Im Folgendenwird untersucht, wie sich die geometrischenVeränderungen der
Verteilung und der Größe der Bohrungen auf die Erzeugung der Turbulenz
auswirkt. Da die LDA-Messungen auf den zentralen Bereich der Brennkam-
mer beschränkt sind, wird hier auf die numerische Strömungssimulation zu-
rückgegriffen, die Turbulenzwerte für die gesamte Brennkammer liefert. Sol-
che nicht-reaktiven Strömungssimulationen wurden für die Düsen 𝐷1 und 𝐷3
bei einer Düsenaustrittsgeschwindigkeit von 𝑢0 = 35m/s durchgeführt. 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 Düsen 𝐷1 und 𝐷3 in einem Schnittbild dargestellt. Es
ist zu sehen, dass die Turbulenzbildung konusförmig über jeder Bohrung statt-
findet. Das größte Maximum befindet sich bei beiden Düsen in Wandnähe.
Dies lässt sich durch die starke äußere Rezirkulation in Wandnähe erklären,
die durch die hohen negativen axialen Geschwindigkeiten zu einem starken
Geschwindigkeitsgradienten führen. Die maximale negative Geschwindigkeit
ist bei beiden Düsen hierbei nahezu identisch (hier nicht gezeigt), was bei den
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kleineren geometrischen Abmessungen der Düse 𝐷3 zu einem höheren Ge-
schwindigkeitsgradienten führt. Für die zentralen Bohrungen wird eine er-
höhte Turbulenzproduktion der Düse 𝐷1 beobachtet, in dem nahezu doppelt
so hohe 𝑇𝐾𝐸-Werte beobachtet werden.

𝑇𝐾𝐸/𝑢20 [−]

Abbildung 8.7: Numerisch berechnete Verteilungen der normierten 𝑇𝐾𝐸 der Düsen𝐷1 (oben)
und 𝐷3 (unten) bei 𝑢0 = 35 m/s

Um die globale Turbulenzproduktion der beiden Düsen zu vergleichen, sind
in Abb. 8.8 die in Abb. 8.7 dargestellten Simulationen in Form einer über die
Querschnittsfläche normal zur Hauptströmungsrichtung gemittelten 𝑇𝐾𝐸 als
Funktion des auf den jeweiligen Bohrungsdurchmesser normierten axialen
Abstandes zur Düse dargestellt. Beide Düsen bilden einen qualitativ ähnli-
chen Verlauf: Dieser steigt zu Beginn der Düse steil an und bildet bei beiden
Düsen nach einem Abstand von etwa drei Bohrungsdurchmessern ein Maxi-
mum der 𝑇𝐾𝐸 aus. Diese fällt 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 fällt auf, dass die erzeugte
Turbulenz in Form der 𝑇𝐾𝐸 der Düse 𝐷1 stetig höher ist als die der Düse 𝐷3.
Es besteht somit eine Abhängigkeit der Turbulenzerzeugung vom Bohrungs-
durchmesser.
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Zur Erklärung dieses Phänomens können die einzelnen Freistrahlen betrach-
tet werden, die mit ihrer Umgebung interagieren, indem sie Impuls austau-
schen und dabei die Strömungsprofile angleichen. Im Rahmen dieses Aus-
gleichsprozesses kommt es zu einer Reduktion der Geschwindigkeitsgradien-
ten, welche als primäre Ursache für die Entstehung von Turbulenzen identi-
fiziert werden können. Der Austauschprozess ist abhängig von der turbulen-
ten Diffusion, den Geschwindigkeitsgradienten sowie der Austauschfläche.
Letztere wird durch den konischen Bereich um den Freistrahl definiert. Bei
einem konstanten Blockierungsverhältnis zeigt sich, dass die Austauschflä-
che umgekehrt proportional zum Durchmesser des Lochs ist, was impliziert,
dass der Austauschprozess bei kleineren Lochdurchmessern beschleunigt ver-
läuft. 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 Längemaß 𝐿𝑡 . Dem-
entsprechend ist bei der Düse 𝐷3 eine höhere Dissipation der Turbulenz zu
erwarten als bei der Düse 𝐷1.

Da sich mit zunehmender Turbulenz die Flammengeschwindigkeit erhöht, ist
zu erwarten, dass der stabile Betriebsbereich der Flamme mit zunehmendem
Bohrungsdurchmesser erweitert wird.
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Abbildung 8.8: Simulierte normierte Verläufe der über die Querschnittsfläche gemittelten𝑇𝐾𝐸
der Düsen 𝐷1 und 𝐷3 bei 𝑢0 = 35 m/s über den axialen Verlauf
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8.2 Allgemeines Erscheinungsbild der Flamme

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

Dazu sind in Abb. 8.9 numerisch berechnete Schnittbilder des Reaktions-
verlaufs für einen leicht mageren Betriebspunkt der Düse 𝐷2 dargestellt.
Hier strömt das unverbrannte Gemisch von links durch die Bohrungen nach
rechts in die Brennkammer. Bei diesen Betriebsbedingungen berechnen beide
Modelle über jeder Bohrung eine einzelne Flamme, deren Frischgasbereiche
(blaue Zone) optisch deutlich von denen der benachbarten Flammen ge-
trennt ist. Allerdings ist ein sehr großer Unterschied in der Flammenlänge
zu beobachten, in dem das TFC-Modell im Vergleich zum JPDF-Modell fast
die doppelte Flammenlänge berechnet. Darüber hinaus besteht eine große
Diskrepanz in der Darstellung der Flammendicke, die insbesondere in den
Momentenaufnahmen gut erkennbar ist. Während das JPDF Modell sehr
dünne Flammenfronten im Bereich weniger mm berechnet, erstreckt sich
die Flammendicke bei Verwendung des TFC-Modells nahezu über die halbe
Länge der Brennkammer und erreicht für diesen Betriebspunkt keinen voll-
ständigen Ausbrand am Brennkammerausgang. In den Momentaufnahmen
ist zu erkennen, dass die Änderung des Reaktionsfortschritts von 𝑐 = 0 (Re-
aktanten, blaue Zone) auf einen Wert von 𝑐 = 0,5 (teilweise verbrannt, grün),
vergleichbar zum JPDF-Modell, innerhalb weniger mm erfolgt, jedoch wird
eine viel langsamere zweite Hälfte der Reaktion berechnet, die diese Zone
über eine große Strecke dehnt. Eine Erklärung für diesen Unterschied ist
vermutlich auf die unterschiedlich modellierten Reaktionsraten entlang des
Reaktionspfades der beiden TCI-Modelle zurückzuführen, die im TFC-Modell
zu einer erheblichen Verlangsamung der Reaktionsgeschwindigkeit gegen
Ende der Reaktion führen. Dieser Unterschied wurde in Kapitel 4.10.3 bereits
ausführlicher diskutiert.

Dies wirkt sich auch auf die Überlappung der Reaktionszone benachbarter
Strahlflammen aus. In denMomentaufnahmen des JPDF-Modells ist zu erken-
nen, dass zwischen den Strahlflammen weitestgehend vollständig verbrannte
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Abgase vorliegen und sich die Flammen nur punktuell berühren. Im zeitlichen
Mittel bilden diese punktuellen Kontakte kurze Brücken 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, füllen die Reaktionszonen die Zwischenräume zwischen
den Strahlen aus.

Zeitlich gemitteltMomentaufnahme

JPDF
Modell

TFC
Modell

0 0,5 1
Reaktionsfortschritt [-]

Abbildung 8.9: Vergleich der simulierten Verteilung des Reaktionsfortschrittes zwischen dem
JPDF- und dem TFC-Modell für die Düse𝐷2 bei 𝑇0 = 100 °𝐶, 𝑢0 = 35 m/s und
𝜆 = 1,4

Experimentelle Abgasmessungen haben an diesem Betriebspunkt ergeben,
dass am Ende der Brennkammer ein vollständiger Ausbrand vorliegt. Von den
beiden Modellen wird diese Beobachtung nur vom JPDF-Modell erfüllt.

8.2.1 Verhalten der Flammenform unter Nutzung des
TFC-Modells

Der vorherige Vergleich der Flammenform der beiden Modelle wurde für ei-
nen leicht mageren Betriebspunkt durchgeführt. Für die Gasturbinenindustrie
ist zur Reduzierung schädlicher NOx-Emissionen der Betrieb bei hohen Luft-
zahlen von Interesse. Im Folgenden wird das Verhalten der Flamme bei einer
Erhöhung der Luftzahl untersucht. In diesem Kapitel werden zunächst die Er-
gebnisse des TFC-Modells präsentiert. Hierzu sind in Abb. 8.10 Schnittbilder
der Verteilung des Reaktionsfortschrittes der Düse 𝐷2 bei einem konstanten
Gemischvolumenstrom unter Variation der Luftzahl 𝜆 dargestellt.
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Für den nahestöchiometrischen Fall 𝜆 = 1,11 bildet sich über jeder Bohrung
eine einzelne Flamme aus, deren Reaktionszone klar von der benachbarter
Flammen getrennt ist und die Zwischenräume mit Abgasen gefüllt sind. Die
Flammendicke ist an diesem Betriebspunkt vergleichsweise dünn, aber ist
dennoch bereits um ein Vielfaches dicker als beim vorherigen vorgestellten
JPDF-Modell. Bei einer Erhöhung auf 𝜆 = 1,40 wird eine starke Ausdeh-
nung der Reaktionszone beobachtet, sodass kein vollständiger Ausbrand am
Brennkammeraustritt beobachtet wird. Die Strahlen der Frischgase (markiert
in blau) verlängern sich dabei nur minimal. An diesem Betriebspunkt sind
die Zwischenräume mit einer gemeinsamen Reaktionszone gefüllt. Bei einer
weiteren Erhöhung der Luftzahl auf 𝜆 = 1,61 nimmt die Flammendicke weiter
stark zu, während sich die axiale Ausdehnung der Frischgasstrahlen nur mini-
mal verlängert. Dies führt dazu, dass der Ausbrand am Brennkammeraustritt
weiter sinkt. Aufgrund verstärkter radialer Fluktuationen überlappen die
Frischgasstrahlen der einzelnen Strahlen, sodass diese nicht überall eindeutig
voneinander unterschieden werden können und es sich ein näherungsweise
reaktionsfreies Zentrum an Frischgas bildet. Weiterhin reichen die zentralen
Strahlen im Vergleich zu den außen liegenden Strahlen weiter in den Brenn-
raum hinein, wodurch insgesamt eine gemeinsame kegelförmige Flamme
entsteht. Wird die Luftzahl noch weiter auf 𝜆 = 1,77 erhöht, dehnt sich das

Zeitlich gemitteltMomentaufnahme
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Abbildung 8.10: Darstellung der simulierten Flammenform derDüse𝐷2 bei verschiedenen Luft-
zahlen berechnet mit dem TFC-Modell bei 𝑇0 = 100 ℃ und 𝑢0 = 35 m/s
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Frischgas sowohl in axialer als auch radialer Richtung stark aus und nimmt
einen Großteil des Volumens der Brennkammer ein. An diesem Betriebspunkt
befinden sich sowohl am Ende der Brennkammer als auch in den Rezirku-
lationszonen nahe der Düse noch stabile Reaktionszone vor, während der
Großteil 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 für die Düse 𝐷2 für einen konstanten Gemischvolu-
menstrom bei steigender Luftzahl dargestellt. Bei nahestöchiometrischen Be-
dingungen von 𝜆 = 1,11 bilden sich kurze Strahlflammen über jeder Bohrung
aus, deren Reaktionszone eindeutig von der benachbarter Flammen getrennt
ist. Bei einer Steigerung auf 𝜆 = 1,24 nehmen Fluktuationen der Flammenfront
in radialer Richtung zu, was zu punktuellen Kontakten der Flammen führt.

Zeitlich gemitteltMomentaufnahme

𝜆 = 1,68

𝜆 = 1,61

𝜆 = 1,24

𝜆 = 1,11
Reaktions-
fortschritt [-]

Abbildung 8.11: Darstellung der simulierten Flammenform derDüse𝐷2 bei verschiedenen Luft-
zahlen berechnet mit dem JPDF-Modell bei 𝑇0 = 100 ℃ und 𝑢0 = 30 m/s
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Dies führt im zeitlichen Mittel zu einer dünnen Brücke zwischen den Flam-
men. Die Flammenlänge bleibt im Vergleich zum vorherigen Betriebspunkt
annähernd konstant. Wird die Luftzahl weiter auf 𝜆 = 1,61 erhöht, 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 verlängert sich im Zentrum
deutlich, wodurch sich vergleichbar zu den Beobachtungen des TFC-Modells
eine gemeinsame kegelförmige Flamme ausbildet. An diesem Umschlagpunkt
bildet die Flamme im zeitlichen Mittel eine vergleichsweise breite Reaktions-
zone aus. Wird die Flamme auf eine Luftzahl von 𝜆 = 1,68 abgemagert, ver-
längert 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 Abhebehöhe
dieser Kegelflamme bezeichnet werden kann, bleibt im Vergleich zum vorhe-
rigen Betriebspunkt unverändert. Im Gegensatz zum TFC-Modell bleibt die
Flammendicke der instantanen Flammenfront über alle Betriebspunkte hin-
weg näherungsweise 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 höheren Luftzahlen erfolgt. Dieser Umschlag wird ebenfalls
beobachtet, wenn bei konstanter Luftzahl der Gemischvolumenstrom erhöht
wird. Zur Demonstration dieses Phänomens sind in Abb. 8.12 die Flammen-
oberflächen, charakterisiert durch die Isofläche 𝑐 = 0,5, der Düse 𝐷1 für ver-
schiedene Eintrittsgeschwindigkeiten dargestellt. Obwohl hier mit 𝜆 = 1,7 ein
vergleichsweise magerer Betriebspunkt berechnet wurde, bilden sich durch
die niedrige Eintrittsgeschwindigkeit von 𝑢0 = 20 m/s trotzdem die bereits ge-
zeigten einzelnen Strahlflammen. Wird die Geschwindigkeit auf 𝑢0 = 35 m/s
erhöht bildet sich eine gemeinsame Kegelflamme, deren Länge mit weiterer
Geschwindigkeitszunahme zunimmt. Der Flammenumschlag von einzelnen
Strahlflammen zur gemeinsamen konischen Flamme kann somit auch durch
eine Erhöhung des Gemischvolumenstromes hervorgerufen werden.

Neben der Flammenlänge 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 über eine zur
Strömungsrichtung normalen Fläche gemittelte Reaktionsrate als Funktion
des axialen Abstandes zur Düse der beiden Flammenformen dar.
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𝜆 = 1,70
𝑇0 = 100 °𝐶

Reaktions-

fortschritt [-]

Abbildung 8.12: Darstellung der simulierten Flammenform der Düse𝐷1 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 Wänden hin auf Null abfällt. Im Kontrast bildet die Kegelflam-
me (unteres Schnittbild) ein nahezu reaktionsfreies Zentrum aus, während die
Reaktionszonen ringsum in Form eines Kegels verteilt ist. In dieser Flammen-
form liegen die reaktionsintensivsten Bereiche nahe an den Brennkammer-
wänden. Dies hat eine besondere Bedeutung für die Brennkammerauslegung,
da die Kegelflamme eine höhere Anfälligkeit für Wärmeverluste aufweist und
höhere Anforderungen an die Temperaturresistenz der genutzten Brennkam-
merwerkstoffe stellt. Zuletzt wird in den beiden Flammenformen ein Unter-
schied in der Verteilung der Reaktionsrate über den axialen Verlauf festge-
stellt (unteres Diagramm): Während die Hauptreaktionszone der einzelnen
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8.3 Bestimmung der Flammenform

Strahlflammen über einen kurzen Abstand im Bereich von 4 bis etwa 9 Loch-
durchmessern konzentriert ist, ist diese für die Kegelflamme beginnend bei
der Abhebehöhe 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 Beträge der Maxi-
ma der flächengemittelten Reaktionsratenverteilungen beobachtet.
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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 Übergang von isolierten Einzelflammen zu einer gemeinsamen
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8 Allgemeine Charakteristiken des Matrixbrenners

kegelförmigen Flamme. Da die beiden auftretenden Flammenformen unter-
schiedliche Flammeneigenschaften aufweisen, die die Auslegung und Dimen-
sionierung des Matrixbrenners maßgeblich beeinflussen, ist eine Vorhersage,
unter welchen Betriebsparametern ein Umschlagpunkt zu erwarten ist, von
grundlegender Bedeutung. In diesemAbschnitt werden daher die Zusammen-
hänge zwischen dem Flammenumschlag und den geometrischen Parametern
der Düsen und anderen Betriebsparametern näher untersucht. Da der Flam-
menumschlag bei den Berechnungen des JPDF-Modells aufgrund der wesent-
lich dünneren Flammenfrontenmarkanter hervortritt, fokussieren sich die Be-
rechnungen der Flammenumschlagspunkte auf dieses Modell.

Der Flammenumschlag lässt sich durch eine Erhöhung der Luftzahl, als auch
durch eine Erhöhung des Gemischvolumenstroms induzieren. Für die nume-
rische Berechnung bietet sich die Erhöhung des Gemischvolumenstroms an,
wodurch die Transportgleichung des Mischungsbruches nicht gelöst werden
muss und die notwendige Größe der chemischen Tabelle verringert wird. Bei-
de Effekte tragen zur Reduktion der benötigten Rechenzeit bei.

Der Flammenumschlag wird mithilfe einer transienten Simulationen berech-
net, in der der Gemischvolumenstrom stufenweise erhöht wird. Der Gemisch-
volumenstromwird über die volumetrische Bohrungsgeschwindigkeit𝑢0 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 für ein Zeitintervall Δ𝑡 gehalten und dann na-
hezu sprungweise um Δ𝑢0 erhöht. Die Geschwindigkeitserhöhung wird so
lange wiederholt, bis ein Flammenumschlag beobachtet wird. Die gewählten
Werte von Δ𝑡 liegen im Bereich von 30 bis 50 ms, während Geschwindigkeits-
erhöhungen von Δ𝑢0 = 3 bis 5 m/s gewählt wurden.

Da der simulierte Zeitraum Δ𝑡 konstanter Geschwindigkeit für 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 vollständig von Abgas umge-
ben. Im Gegensatz dazu breitet sich bei der konischen Flamme die Edukt-
und Reaktionszone nahezu über den gesamten Radius der Brennkammer aus,
und die Abgaszonen werden von der Mitte zur Wand gedrückt. 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 Düse 𝐷3 ist beispielhaft in Abb. 8.15
für zwei verschiedene Betriebspunkte dargestellt. Hierzu werden Schnittbil-
der entlang der 𝑆𝑀𝑖𝑛-Messlinie zunächst anhand des Reaktionsfortschrittes
in drei Bereiche unterteilt: Unverbranntes Frischgas (𝑐 ≤ 0,1), Reaktionszo-
ne (0,1 < c < 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 Übergänge zwischen Abgas und Reaktionszone gezählt werden. Im Falle
der einzelnen Strahlflammen (linkes Bild) ist jede Flamme von Abgas umge-
ben, wodurch eine Vielzahl an Übergängen gezählt wird, die abhängig von
der Lochanzahl der genutzten Düse ist. Sobald eine konische Flamme vorliegt
(rechtes Bild) besteht das Innere der Brennkammer nur noch aus unverbrann-
ten Eduktzonen und Reaktionszonen, während die Abgaszonen auf die wand-
nahe Bereiche beschränkt ist. Bei der Kegelflammewerden daher an den radia-
len Auswertelinien, bei genügendem Abstand zur Düse, nur noch exakt zwei
Reaktionszone-Abgas-Übergänge gezählt. Solche Auswertelinien wurden in
regelmäßigen Abständen von der Düse ausgewertet, beginnend nach einem
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Abbildung 8.14: Beispielhaftes zeitliches Profil der Geschwindigkeitserhöhung 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 Hälfte der ausge-
werteten radialen Linien exakt zwei Übergänge aufweisen, ansonsten wurde
angenommen, dass die Flammenform isolierter Strahlflammen vorliegt.

Einzelne

Strahlflammen

Gemeinsame

Kegelflamme

𝑢0 = 4 m/s 𝑢0 = 32 m/s

𝑐 ≥ 0,9
Verbrannt

0,1 < 𝑐 < 0,9
Reaktionszone

𝑐 ≤ 0,1
Unverbrannt

10 Übergänge
zwischen Abgas

und Reaktionszone

2 Übergänge
zwischen Abgas

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 𝑢0 für die Düsen 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 Flammenumschläge sind als Punkte eingezeichnet. Es
ist zu erkennen, dass bei allen Düsen mit zunehmender Flammentemperatur,
z.B. durch Anfettung des Gasgemisches, der Flammenumschlag zu höheren
Geschwindigkeiten verschobenwird.Weiterhin erweitert sichmit steigendem
Lochdurchmesser der stabile Betriebsbereich der Einzelflammen zu höheren
Geschwindigkeiten und damit höheren Brennerleistungen.
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8.3 Bestimmung der Flammenform
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Abbildung 8.16: Numerisch berechnete Flammenumschlagpunkte der Düsen als Funktion der
theoretischen Flammentemperatur und der Bohrungsgeschwindigkeit
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9 Untersuchung der
Flammenstabilität

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

9.1 Messung der Flammenstabilitätsgrenzen

Der Hauptfokus dieser Arbeit besteht in der Bestimmung und Beschreibung
der Flammenstabilitätsgrenzen in Form der mageren Abblasegrenze. Zur ex-
perimentellen Bestimmung der LBO-Grenze wird eine stabile Flamme betrie-
ben und ein ausgewählter Betriebsparameter kontrolliert verändert, bis ein
Abblasen der Flamme beobachtet wird. Für das Hervorrufen des Abblasens
bieten sich für diese Versuchsanlage zwei experimentelle Parameter an, die
verändert werden können: Einerseits der Volumenstrom des Gemisches, mit-
hilfe dessen die mittlere Geschwindigkeit in der Brennkammer erhöht wer-
den kann oder andererseits kann das Mischungsverhältnis bei näherungswei-
se konstantem Gesamtvolumenstrom abgesenkt werden, um die Flammenge-
schwindigkeit zu beeinflussen.

115



9 Untersuchung der Flammenstabilität

Für die experimentelle Untersuchungwurde die zweiteMethode, die Verände-
rung desMischungsverhältnisses, gewählt. Hierzu wurde zunächst eine Flam-
me im stabilen Betriebsbereich gezündet, wonach die Brennstoffzufuhr bei
konstantem Luftvolumenstrom schrittweise heruntergeregelt wurde. Da der
Volumenstrom an Brennstoff sehr viel geringer ist als die der Luft, ändert sich
die Geschwindigkeit in der Brennkammer nur geringfügig. Für dieseMessung
wurde zurMinimierung derWärmeverluste 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
beimAbblasen, bei dem kein vollständiger Umsatzmöglich ist, bereits bei klei-
nen Änderungen des Mischungsverhältnisses ummehrere Größenordnungen
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 für die drei Düsenvarianten des 𝐷𝑅 = 2,8
bei verschiedenen Vorwärmtemperaturen 𝑇0 dargestellt, für die das Abblasen
bei der Bohrungsgeschwindigkeit 𝑢0 möglich war. Wird die Flammentempe-
ratur durch das Erhöhen der Luftzahl unter den LBO-Punkt reduziert, bzw. die
Geschwindigkeit darüber hinaus erhöht, 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 Abhängigkeiten aus Abb. 9.1
aufgeführt:

• Einfluss der Gemischgeschwindigkeit
Es ist zu sehen, dass bei konstanter Vorwärmtemperatur mit
steigendender Gemischgeschwindigkeit eine Erhöhung der
Flammentemperatur erforderlich ist, um eine stabile Flamme zu
erhalten. Dies lässt sich anhand des benötigten Gleichgewichts einer
stabilen Flamme zwischen der Strömungsgeschwindigkeit und der
Flammengeschwindigkeit erklären. Wird die
Strömungsgeschwindigkeit erhöht, wird auch eine Erhöhung der
Flammengeschwindigkeit benötigt, die in diesem Fall durch das fettere
Gemisch gewährleistet wird.
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9.1 Messung der Flammenstabilitätsgrenzen

• Einfluss der Vorwärmtemperatur
Mit einer Erhöhung der Vorwärmtemperatur verschieben sich die
Abblasepunkte zu höheren Geschwindigkeiten und niedrigeren
Flammentemperaturen. Eine höhere Einlasstemperatur erhöht die
Flammengeschwindigkeit des unverbrannten Gemischs, was eine
Erhöhung der Geschwindigkeit und damit der erreichbaren Leistung
des Brenners ermöglicht.

• Einfluss des Düsenlochdurchmessers
Gemäß 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 Längenmaß 𝐿𝑡 zurückgeführt werden. Wie in Kapitel 8.1
ausführlicher erörtert, führt 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 Düsen des𝐷𝑅 = 2,8 für verschiedene Vorwärm-
temperaturen 𝑇0 als Funktion der theoretischen Flammentemperatur und der
Bohrungsgeschwindigkeit
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9 Untersuchung der Flammenstabilität

Betriebsparametern die turbulente Flammengeschwindigkeit steigt,
was höhere Brennkammergeschwindigkeiten ermöglicht. Darüber
hinaus führt eine Erhöhung des integralen Längemaßes gemäß
Gl. 4.33 direkt zu einer Steigerung der turbulenten Diffusivität, was
wiederum die turbulente Flammengeschwindigkeit erhöht. Der Effekt
der Erweiterung des stabilen Betriebsbereichs ist besonders deutlich
bei der niedrigsten gemessenen Vorwärmtemperatur 𝑇0 = 100 ℃ zu
erkennen, bei der Düse 𝐷1 nahezu 50% höhere
Abblasegeschwindigkeiten im Vergleich zur Düse 𝐷3 erreicht. Dieser
Effekt ist auch bei höheren Vorwärmtemperaturen zu beobachten,
jedoch in geringerem Maße. Für die Düse 𝐷3 wurden bei hohen
Gemischeintrittstemperaturen Verbrennungsinstabilitäten beobachtet,
die wahrscheinlich auf eine akustische Resonanz der Flamme mit der
Brennkammer zurückzuführen ist, was die Ermittelung der
Abblasepunkte höherer Vorwärmtemperaturen erschwerte und daher
hier nicht dargestellt sind.

Weiterhin wurde der Einfluss des Versperrungsverhältnisses 𝐷𝑅 auf die Ab-
blasegrenzen untersucht. Hierzu sind in Abb. 9.2 die experimentellen Ergeb-
nisse der Düsen 𝐷2 und 𝐷5 in Abhängigkeit der theoretischen Flammentem-
peratur und der volumetrischen Bohrungsgeschwindigkeit 𝑢0 dargestellt. Die
beiden Düsen weisen den gleichen Lochdurchmesser auf, jedoch hat die Dü-
se 𝐷5 mit 𝐷𝑅 = 6 ein etwa doppelt so hohes Versperrungsverhältnis im Ver-
gleich zur Düse 𝐷2 mit 𝐷𝑅 = 2,8. Auch die Abblasegrenzen der Düse 𝐷5 zei-
gen dieselben Abhängigkeiten von der Geschwindigkeit und der Vorwärm-
temperatur auf, wie die zuvor gezeigten Ergebnisse der Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8.
Im Vergleich der beiden Düsen fällt jedoch auf, dass die Düse des höheren
Versperrungsverhältnisses erheblich bessere Stabilitätsgrenzen aufweist. Bei
gleicher Flammentemperatur erreicht die Düse 𝐷5 für alle Vorwärmtempera-
turen Geschwindigkeiten, die um einen Faktor von 1,5 bis 2 höher sind, bis
ein Abblasen beobachtet werden kann.

Dies ist mithilfe der Stabilitätsbedingung einer Flamme zu erklären, nach der
ein Abblasen der Flamme dadurch möglich ist, dass die lokale Geschwindig-
keit höher ist als die Flammengeschwindigkeit. Die Brennkammer der Düse
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

𝐷5 weist aufgrund ihrer größeren Querschnittsfläche eine niedrigere mittle-
re Brennkammergeschwindigkeit auf. Um dieselbe mittlere Brennkammerge-
schwindigkeit wie die der Düse 𝐷2 zu erreichen ist eine Steigerung der volu-
metrischen Bohrungsgeschwindigkeit nötig, die dem Verhältnis der Versper-
rungsverhältnissen entspricht. Dies wird auch näherungsweise in dieser Mes-
sung beobachtet.
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Abbildung 9.2: Gemessene Abblasepunkte der Düsen bei verschiedenen Versperrungsverhält-
nissen𝐷𝑅 für verschiedene Vorwärmtemperaturen 𝑇0 als Funktion der theore-
tischen Flammentemperatur und der Bohrungsgeschwindigkeit

9.2 Numerische Berechnung der
Abblasegrenzen

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

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

9.2.1 Flammenphänomenologie nahe des Abblasens

Im Folgenden wird die berechnete Flammenphänomenologie nahe dem
Abblasen anhand einer beispielhaften LBO-Simulation dargestellt. Dazu
wurde die Düse 𝐷2 bei einer Luftzahl 𝜆 = 1,66 und einer Vorwärmung von
𝑇0 = 100 ° C numerisch untersucht. Experimentell wurde für diesen Betriebs-
punkt das Abblasen bei einer Geschwindigkeit von 𝑢0 = 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 für das JPDF-Modell vorgestellt. Hier wurde eine
Startgeschwindigkeit von 𝑢0 = 35 m/s gewählt, welche alle Δ 𝑡 = 30 ms um
Δ 𝑢0 = 4 m/s erhöht wurde. Resultierende Schnittbilder der Verteilung des Re-
aktionsfortschrittes an verschiedenen Zeitpunkten, charakterisiert durch die
aktuelle Bohrungsgeschwindigkeit 𝑢0, sind in Abb. 9.3 dargestellt. Zunächst
ist zu erkennen, dass sich bereits bei den Startbedingungen (oberste Abbil-
dung) eine konische Flamme ausbildet. Bei einer Erhöhung auf 𝑢0 = 43 m/s
bildet sich eine qualitativ ähnliche konische Form der Flamme aus, die weiter-
hin stabil brennt, sich aber bereits deutlich weiter in den Brennraum erstreckt.
Eine weitere Erhöhung der Geschwindigkeit auf 𝑢0 = 47 m/s führt zu einem
optisch klar erkennbarenAbblasen: Die Flamme verschwindet fast vollständig
und der Brennraum füllt sich mit dem unverbrannten Gemisch.
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

Es sind noch Reaktionszonen in den düsennahen Rezirkulationszonen und an
den Wänden nahe des Brennkammeraustrittes vorzufinden. Die Reaktionszo-
nen nahe des Brennkammeraustrittes sind durch die äußere Ausströmdomäne
(die in den Abbildungen nicht dargestellt ist) zu erklären. Diese Ausström-
domäne bewirkt durch die Querschnittserweiterung eine Verlangsamung des
Gasgemisches. In der Realität käme es durch die Beimischung von Umge-
bungsluft zu einer Verdünnung, welche durch die massive Verringerung der
Flammengeschwindigkeit eine Flammenstabilisierung verhindern würde. Da
jedoch die Einmischung von zusätzlicher Luft nicht im numerischen Aufbau
berücksichtigt wurde, kann sich die Flamme in der Ausströmdomäne stabi-
lisieren und gelegentlich nahe der Wand im Bereich der Wandgrenzschicht
zurückschlagen. Trotz dieser Tatsache ist der LBO immer noch deutlich zu
erkennen, was darauf hindeutet, dass die Flammenstabilisierung im äußeren
Bereich kein Problem für die Berechnung des Abblasens darstellt.

Zusammengefasst berechnet das JPDF-Modell nahe dem Abblasen eine kegel-
förmige Flamme, deren Längemit steigender Geschwindigkeit zunimmt. Nach

Reaktions-

fortschritt [-]

Strömungsrichtung

Abbildung 9.3: Schnittbilder der Verteilung des Reaktionsfortschrittes hin zum Abblasen der
Düse 𝐷2 bei 𝑇0 = 100 ℃ und 𝜆 = 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 Flammenstabilität

Erreichen einer kritischen Geschwindigkeit ist ein optisch eindeutiger Abbla-
sevorgang zu erkennen, in dem die Flamme verlöscht. Für den hier gezeigten
Betriebspunkt wird das Abblasen bei einem Geschwindigkeitsübergang 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 präsentiert. Das TFC-Modell berechnet, wie be-
reits in Kapitel 8.2 beschrieben, unter mageren Betriebsbedingungen breit ge-
streckte Reaktionszonen, wodurch selbst für Geschwindigkeitsbedingungen,
die weit entfernt von den experimentell gemessenen LBO-Bedingungen sind,
d.h. im stabilen Betriebsbereich liegen, oft kein vollständiger Ausbrand bis
zumEnde der Brennkammer erreicht wird. Für die LBO-Simulationenmit dem
TFC-Modell wurden die gleichen Betriebsbedingungen gewählt wie für die
vorangegangene JPDF-Simulation (Düse 𝐷2 bei 𝑇0 = 100 ℃ und 𝜆 = 1,66). Es
wurde mit einer Geschwindigkeit von 𝑢0 = 30 m/s begonnen, die schrittweise
um Δ𝑢0 = 5 m/s alle Δ 𝑡 = 40 ms erhöht. 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 𝑢0 = 30 m/s, die durch lange Einzelstrahlen gekennzeichnet ist.
Hierbei sind die äußeren Strahlen deutlich kürzer 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 Flammenphänomenologie beobachten: Vergleicht
man die Momentaufnahmen bis zur Geschwindigkeit 𝑢0 = 50 m/s, so fällt
auf, dass die Flammenwurzel (dargestellt durch die Konturen der blauen
Flächen) nahezu stabil bleibt und sich nur aufgrund lokaler Turbulenz leicht
verschiebt. Während die Flammenwurzel in diesem Stadium eine hohe Sta-
tionarität aufweist, dehnt sich die Reaktionszone stromabwärts aus, was zu
einer Verringerung des Ausbrandes am Brennkammeraustritt führt. In der
nächsten Phase ist eine Veränderung der Lokalisierung der Flammenwurzel
zu beobachten. Dies ist gut bei der Geschwindigkeit von 𝑢0 = 55 m/s zu
erkennen, bei der sich die unverbrannten Zonen insbesondere in Wandnähe
stromabwärts 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 Abwärtsverschiebung der gesamten Flamme statt, welcher nach
dem Geschwindigkeitsanstieg auf 𝑢0 = 65 m/s markant hervortritt, in dem
die unverbrannter Gase bereits einen Großteil 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 plötzlichen Erlöschen der Flam-
me führt, 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 Phänomens schwierig
und nicht präzise. Daher ist es notwendig, ein eindeutiges Kriterium zur
Bestimmung des Abblasens der Simulation zu definieren, das im nächsten
Abschnitt näher dargestellt wird.

Reaktions-

fortschritt [-]

Strömungsrichtung

𝑢0 = 30 𝑚
𝑠

𝑢0 = 40 𝑚
𝑠

𝑢0 = 50 𝑚
𝑠

Beginn LBO

𝑢0 = 55 𝑚
𝑠

𝑢0 = 65 𝑚
𝑠

Abbildung 9.4: Schnittbilder der Verteilung des Reaktionsfortschrittes hin zum Abblasen der
Düse 𝐷2 bei 𝑇0 = 100 ℃ und 𝜆 = 1,66 berechnet mit dem TFC-Modell
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9 Untersuchung der Flammenstabilität

9.2.2 Numerische Bestimmung des Abblasepunktes

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

Für diese Untersuchungwurden speziell das Verhalten verschiedener über das
Brennkammervolumen gemittelter thermodynamischer Größen 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 Größen wie die Temperatur, der Reaktionsfort-
schritt, aber auch der Massenanteil von Zwischenspezies wie beispielswei-
se OH genutzt wurden [Akh18, Ma19] und deren Anwendung auch für die
hier durchgeführten Simulationen untersucht wird. Diese Größen weisen bei
Eintreten des Flammenabblasens in der Regel einen signifikanten Abfall auf,
was als Indikator für LBO ausgewertet werden kann. Weiterhin wird für die-
se Arbeit auch der Verlauf der mittlere Reaktionsrate als LBO-Kriterium un-
tersucht. Der Leitgedanke hinter der Nutzung dieser Größe ist, dass solange
eine stabile Flamme vorhanden ist, die den gesamten Brennstoff im Brenn-
raum umsetzt, die Reaktionsgeschwindigkeit proportional zum zugeführten
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

Massenstrom des Brennstoffs und damit in diesem Fall zur Eintrittsgeschwin-
digkeit ansteigen sollte: ̅̅𝜔̇𝑦𝑐 ∝ 𝑢0 (siehe Gl. 4.16). Dieser Anstieg sollte sich
bis zum Abblasen fortsetzen, woraufhin der erhöhte Kraftstoffmassenstrom
nicht mehr umgewandelt werden kann und stattdessen zu einem Rückgang
der durchschnittlichen Reaktionsrate führt. Für die in Abb. 9.3 dargestellte Si-
mulation unter Nutzung des JPDF-Modells sind in Abb. 9.5 die bereits erwähn-
ten brennkammergemittelten Größen als Funktion der Zeit aufgetragen. In
diesem Diagramm bezeichnen die schwarzen Kurven die momentanen Werte
der Simulation, während die roten Kurven über die Zeit konstanter Geschwin-
digkeit gemittelt wurden. Das obere Diagramm zeigt zunächst die momentane
Einlassgeschwindigkeit, die zur Einleitung des Abblasens stufenweise erhöht

30

40

50

60

500

1000

1500

0

0.5

4

6

10-3

0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 0.14 0.16
0

2

4

6

𝑢 0
[𝑚 𝑠

]
̅ 𝑇[
𝐾]

̅ Θ̅[
−]

̅ ̅ 𝑦 𝑂
𝐻
[𝑘

𝑔 𝑘𝑔
]

̅ ̅ 𝜔 𝑦
𝑐
[
𝑘𝑔 𝑚
3 𝑠
]

Zeit [𝑠]

LB
O

Zeitlich gemittelte
Werte

Momentane Werte

Abbildung 9.5: Zeitlicher Verlauf verschiedener über die Brennkammer gemittelter Größen der
LBO-Simulation der Düse 𝐷2 bei 𝑇0 = 100 ℃ und 𝜆 = 1,66 berechnet mit dem
JPDF-Modell
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9 Untersuchung der Flammenstabilität

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 erhöht wurde. Dieser Moment ist nach einer Si-
mulationszeit von 0.09 s erreicht. Das Abblasen lässt sich auch im zeitlichen
Verlauf der mittleren Brennkammertemperatur ̅𝑇̅ erkennen. Diese nimmt zu-
nächst durch die Vergrößerung des Flammenkegels leicht ab und weist ab
0,09 s, bedingt durch den Abblasevorgang, einen deutlich stärkeren Abfall
auf. Danach wird ein nahezu konstanter Wert erreicht, der auch durch eine
zusätzliche Erhöhung der Geschwindigkeit nicht wesentlich beeinflusst wird.
Dieser Wert ist zwar noch höher als die Eingangstemperatur von 𝑇0 = 373 K,
lässt sich aber durch die bereits besprochenen verbleibenden Reaktionszonen
in den düsennahen Rezirkulationszonen und an denWänden nahe des Brenn-
kammerausganges erklären. Der Verlauf des mittleren Reaktionsfortschrittes
̅Θ̅ ergibt ein qualitativ identisches Verhalten. Diese beiden Größen können

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 Kegelflammenvergrößerung und dem
stärkeren Abfall aufgrund des Abblasens kann jedoch nicht in allen Fällen ex-
akt bestimmt werden. Dies ist insbesondere dann denkbar, wenn die Kegel-
flamme kurz vor demAbblasen einen großen 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 ̅̅𝑦𝑂𝐻 der Spezies 𝑂𝐻
betrachtet, die als Zwischenspezies experimentell gerne zur Identifikation der
Reaktionszone genutzt wird. Diese Größe weist vor dem Abblasen mit zuneh-
mender Geschwindigkeit einen Anstieg auf. Dieses Verhalten lässt sich durch
die Vergrößerung der Flammenoberfläche und die damit verbundene Vergrö-
ßerung der Reaktionszone erklären. Nach Beginn des Abblasens nimmt die
Konzentration der𝑂𝐻-Spezies ab. Somit findet hier amAbblasepunkt ein Vor-
zeichenwechsel der Steigung statt, der exakt bestimmt werden kann. Auch die
mittlere Reaktonsrate ̅̅𝜔̇𝑦𝑐 weißt einen ähnlichen Verlauf auf. Wie zu vermu-
ten war, steigt die mittlere Reaktionsrate zunächst proportional zum zuge-
führten Brennstoff an und fällt bei Erreichen des Abblasens schlagartig ab.
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9.2 Numerische Berechnung der Abblasegrenzen

Hier wird, ähnlich wie beim Verlauf der mittleren Brennkammertemperatur,
nach kurzer Zeit ein niedriger Wert erreicht, der sich mit zunehmender Ein-
trittsgeschwindigkeit nicht mehr wesentlich ändert. Somit ist bei Nutzung des
JPDF-Modells für den zeitlichen Verlauf der Reaktionsrate, wie auch für die
mittlere Konzentration der 𝑂𝐻-Spezies beim LBO-Ereignis, ein Vorzeichen-
wechsel in der Steigung zu beobachten, der einfach und präzise 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 Änderung in der Flammenphänomenologie
zu erkennen, die als Abblasen gewertet werden kann und deren Korrelation
zu verschiedenen Variablen überprüft wird. Analog zur Auswertung für das
JPDF-Modell wurde für die Simulation mit dem TFC-Modell (Abb. 9.4) die
Anwendung der verschiedenen brennkammergemittelten Größen überprüft
und sind in Abb. 9.6 als Funktion der Zeit aufgetragen. Zunächst ist der
Verlauf der mittleren Temperatur ̅𝑇̅ 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 stärker
sinkt als in den Schritten davor. Der mittlere Reaktionsfortschritt zeigt einen
qualitativ ähnlichen Verlauf. Diese beiden Größen 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 Geschwindigkeitserhöhung weiter aus der Brennkammer hinaus-
getragen wird, sinkt diese stufenweise und führt zu einem exponentiellen
Abfall, der gegen Null konvergiert. Auch mit dieser Größe ist es nicht mög-
lich, einen sinnvollen Zeitpunkt des Abblasens zu bestimmen. Im letzten Dia-
gramm ist der Verlauf der in dieser Arbeit vorgeschlagenen Größe, der brenn-
kammergemittelten Reaktionsrate ̅̅𝜔̇𝑐 aufgetragen. Hier wird zunächst wieder
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9 Untersuchung der Flammenstabilität

ein Anstieg der Reaktionsrate durch die Erhöhung des eintretenden Massen-
stroms an Brennstoff beobachtet. Dies ist die bereits beschriebene erste Phase,
in der sich die Reaktionszone ausdehnt, während die Flammenwurzel statio-
när 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 allmählich aus der Brennkammer herausgetra-
gen, was sich als erhöhte Abhebehöhe bemerkbar macht. In dieser Phase kann
die Flamme den erhöhten Brennstoffstrom nicht mehr im gleichen Maße im
Brennraum umsetzen, wodurch eine Verringerung der mittleren Reaktions-
rate beobachtet wird. Auch in Hinblick auf die industrielle Anwendung, für
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LBO-Simulation der Düse 𝐷2 bei 𝑇0 = 100 ℃ und 𝜆 = 1,66 berechnet mit dem
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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 für die Identifikation des Abblasens zu nut-
zen. Der Vorzeichenwechsel der mittleren Reaktionsrate kann exakt bestimmt
werden und findet in dieser Simulation bei einer Geschwindigkeitserhöhung
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 lässt sich sowohl bei der Simulation mit dem
JPDF-Modell als auch mit dem TFC-Modell erfolgreich anwenden und wurde
daher als LBO-Kriterium für alle in dieser Arbeit durchgeführten LBO-
Simulationen verwendet. Für die Simulationen der anderen Betriebszustände
und Düsen ergaben sich qualitativ ähnliche Verläufe, wodurch der LBO-
Punkt mit Hilfe dieses Kriteriums in allen Fällen eindeutig bestimmt werden
konnte. Ein ausführlicher Vergleich der numerisch berechneten und der
experimentell bestimmten Abblasepunkte erfolgt in Kapitel 10.1.2.
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10 Analytische Korrelation der
Flammenstabilität

In den letzten Kapiteln wurden die Ergebnisse der experimentellen und nu-
merischen Flammenstabilitätsuntersuchung präsentiert. Insbesondere für die
Brennerauslegung sind jedoch analytische Zusammenhänge in Form von Kor-
relationen grundlegenden Einflussgrößen von großem 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 Abschätzung 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 für die Auslegung ist, wird in diesem Zusammenhang
auch die Anwendung analytischer Funktionen näher untersucht.

10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

In der Messung der mageren Abblasegrenzen konnte der Einfluss thermody-
namischer Parameter, wie der Luftzahl oder der Vorwärmtemperatur aufge-
zeigt werden. Aber auch geometrische Parameterwie der Bohrungsdurchmes-
ser, wie auch das Versperrungsverhältnis der Düsen haben einen signifikan-
ten Einfluss. Hier wird der Versuch unternommen, diese Einflüsse in einer
analytischen Korrelation zusammenzufassen. Für die Korrelation der mage-
ren Abblasegrenzen wurden in der Literatur bereits verschiedenste Ansätze
verwendet. Ein vielversprechender Ansatz ist das in Kapitel 4.5 hergeleitete
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Peclet-Kriterium, dass eine charakteristische Geschwindigkeit 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 am Ab-
blasepunktmit einer charakteristischen Länge 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟 und thermodynamischen
Parametern, wie der laminaren Flammengeschwindigkeit 𝑆𝐿 und der Tempe-
raturleitfähigkeit 𝑎 in Beziehung setzt:

(𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 ⋅ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟𝑎 ) = 𝐶 ⋅ (𝑆𝐿 ⋅ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟𝑎 )
𝑛

(10.1)

Die Anwendbarkeit des Peclet-Kriteriums, das ursprünglich für Einzelbrenner
hergeleitet wurde, muss jedoch noch für den Matrixbrenner, einem Multi-
Strahlen-Brenner, geprüft werden. Von besonderem Interesse ist, ob damit
auch die Einflüsse der geometrischen Variationen der Düsen beschriebenwer-
den können. Für die Anwendung des Peclet-Kriteriums ist allerdings noch die
Wahl einer für das Brennersystem relevanten charakteristischen Geschwin-
digkeit 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 , sowie einer charakteristischen Länge 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟 erforderlich.

Zunächst wird die Wahl einer geigneten charakteristischen Geschwindigkeit
𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 untersucht. Wie die experimentellen Untersuchungen des Geschwin-
digkeitsfeldes in Kapitel 8.1 zeigen konnten, besteht eine Reynoldsähnlich-
keit der Strömung, 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 wählen. 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, während die Flammenwurzel zumindest kurzzeitig durch die Rezir-
kulationszonen stabilisiert werden. Für die Flammenfront stellt daher die vo-
lumetrisch gemittelte Brennkammergeschwindigkeit 𝑢𝐵𝐾 eine sinnvolle cha-
rakteristische Größe dar, die mit Hilfe der Bohrungsgeschwindigkeit 𝑢0 und

132



10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

dem Versperrungsverhältnis 𝐷𝑅 ausgedrückt werden kann:

𝐿𝐵𝑂 ∶ 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 = 𝑢𝐵𝐾 = 𝑢0
𝐷𝑅 (10.2)

Nach einer ähnlichen Argumentation könnte angenommen werden, dass eine
charakteristische Länge 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟 des mageren Abblasens mithilfe einer Dimensi-
on der Brennkammer gegeben ist. Nach dieser Schlussfolgerung würden sich
jedoch die Abblasegrenzen der Düsen eines konstanten Versperrungsverhält-
nisses𝐷𝑅 nicht unterscheiden, da diese dieselbe Brennkammer nutzen. In den
experimentellen LBO-Messungen der verschiedenen Düsen wurde jedoch ge-
zeigt, dass dies nicht der Fall ist. Der Grund dafür ist, dass der Bohrungsdurch-
messer durch die Veränderung des integralen Längenmaßes 𝐿𝑡 die Turbulenz-
bildung maßgeblich steuert, die wiederum die Flammenstabilität durch ihre
Einflussnahme auf die turbulente Flammengeschwindigkeit prägt. Es ist da-
her sinnvoll, den Bohrungsdurchmesser 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 als charakteristisches Län-
genmaß bei der Diskussion von LBO heranzuziehen:

𝐿𝐵𝑂 ∶ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟 = 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 (10.3)

10.1.1 Korrelation der experimentellen bestimmten
Abblasegrenzen

Mit der im letzten Kapitel besprochenen Wahl der beiden charakteristischen
Größen können die Peclet-Zahlen der gemessenen Abblasepunkte berechnet
werden und in einem doppellogarithmischen Peclet-DiagrammnachAbb. 10.1
aufgetragen werden.

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

Düsen eines konstanten Versperrungsverhältnisses über den gesamten ver-
messenen Bereich jeweils mit Hilfe einer Geraden sehr gut approximiert wer-
den können. Die LBO-Punkte des Versperrungsverhältnisses 𝐷𝑅 = 2,8 liegen
in dieser Darstellung alle etwas über den Punkten der Düsen des 𝐷𝑅 = 6. Dies
bedeutet, dass für die Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8 etwas höhere auf die Brennkam-
merquerschnittsfläche bezogenen Leistungsdichten am Abblasepunkt vorlie-
gen. Trotz der leichten Unterschiede liegen die Abblasepunkte der Düsen der
beiden Versperrungsverhältnisse in einem ähnlichen Wertebereich. Die An-
passgeraden nach Gl. 10.1 sind für jedes 𝐷𝑅 in der Abbildung mitsamt der
zugehörigen Koeffizienten angegeben. Beide Geraden haben, wie nach der
Herleitung zu erwarten, eine Steigung in der Größenordnung zwischen 1 und
2. Die Steigung der Peclet-Kurve für das Versperrungsverhältnisses 𝐷𝑅 = 6
ist mit einem Wert von 𝑛 = 1,87 höher als die des Versperrungsverhältnisses
𝐷𝑅 = 2,8, die eine Steigung von 𝑛 = 1,36 aufweist.
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Abbildung 10.1: Experimentell bestimmten Abblasepunkte aller Düsen aufgetragen in einem
doppel-logarithmischen Peclet-Diagramm

Zusammenfassend lässt sich sagen, dass das Peclet-Kriterium zur Korrelation
der Abblasepunkte der verschiedenen Düsen mit einem konstantem Versper-
rungsverhältnis anwendbar ist. Bei einer Erhöhung des Versperrungsverhält-
nisses kann eine leichte Verschiebung zu niedrigeren 𝑃𝑒𝑢-Werten beobachtet
werden.
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10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

Zur Erklärung, wieso die Peclet-Kurven der Düsen der verschiedenen Ver-
sperrungsverhältnisse eine unterschiedliche Steigung aufweisen, wird der
vorliegende Flammentyp der Flammen am Abblasepunkt untersucht. Hier-
für wird die in Kapitel 4.4 vorgestellte Einteilung nach Peters und Borghi
genutzt. In dieser Einteilung werden sowohl Turbulenzparameter, als auch
Flammenparameter benötigt. Für die Berechnung der turbulenten Schwan-
kungsgeschwindigkeit wurde hierbei 𝑢′ = 0,1 ⋅ 𝑢0 angenommen, was dem
gemessenen Turbulenzgrad über dem Zentrum einer Bohrung entspricht
und für das integrale Längenmaß 𝐿𝑡 = 0,5 ⋅ 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 (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 Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8 im Grenzgebiet zwischen der verdickten
Flammenfront und der homogenen Flammenfront zuzuordnen ist, jedoch alle
Düsen eine sehr ähnliche Damköhlerzahl aufweisen. Die Flammen der Düsen
des 𝐷𝑅 = 6 neigen zu niedrigeren Damköhlerzahlen 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
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10 Analytische Korrelation der Flammenstabilität

von Skalaren ist Vorsicht geboten, da die Turbulenzparameter, als auch die
Flammenparameter Feldgrößen darstellen und damit auch lokal unterschied-
liche Flammenformen vorliegen. Die hier vorgenommene Einteilung zeigt
jedoch, dass die Düsen eines konstanten Versperrungsverhältnisses eine nä-
herungsweise konstante Damköhlerzahl aufweisen und damit eine ähnliche
Flammenstruktur aufweisen. Bei einer Erhöhung des Versperrungsverhältnis-
ses neigen die Flammen am Abblasepunkt zu niedrigeren Damköhlerzahlen.
Mit den unterschiedlichen Flammentypen verändert sich auch die Abhän-
gigkeit der Flammengeschwindigkeit von der Turbulenz, die maßgeblich für
das in Kapitel 4.5 hergeleitete Peclet-Kriterium ist. Für Flammen im Bereich
der homogenen Flammenfront wird aufgrund der Wurzelabhängigkeit der
turbulenten Flammengeschwindigkeit von der Turbulenz 𝑆𝑡 ∝ (𝑢′)

1
𝑛 ein

Peclet-Exponent von 𝑛 ≈ 2 erwartet, was mit einem experimentell be-
stimmten Wert von 𝑛 = 1,87 auch in guter Näherung für die Düsen des
𝐷𝑅 = 6 beobachtet wurde. Die Flammen der Düsen des niedrigeren Ver-
sperrungsverhältnisses sind am Abblasepunkt eher dem Flamelet-Bereich
zuzuordnen in dem ein näherungsweise linearer Zusammenhang zwischen
turbulenter Flammengeschwindigkeit und der Turbulenz besteht, womit der
Peclet-Exponent für diese Düsen zu einem Wert 𝑛 → 1 tendieren sollte. Dies
würde auch den vergleichsweise niedrigeren Peclet-Exponent von 𝑛 = 1,36
der Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8 erklären. Dieser Umstand unterstreicht die Bedeu-
tung der numerischen Berechnung des Abblasens, da nur die Düsen eines
konstanten Versperrungsverhältnisses mit dem Peclet-Kriterium beschrieben
werden können.

10.1.2 Vergleich der numerisch berechneten
Abblaserechnungen mit den Experimenten

Die im vorangegangenen Abschnitt vorgestellte Peclet-Darstellung ermög-
licht einen übersichtlichen Vergleich der Abblasepunkte über eine Vielzahl
an Betriebspunkten und Düsen. 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 für eine
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10.1 Korrelation der mageren Abblasegrenzen

Vielzahl an Düsen und Betriebsbedingungen für beide TCI-Modelle durchge-
führt und die berechneten Abblasepunkte sind in Abb. 10.3 in einem Peclet-
Diagramm aufgetragen. Zusätzlich 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 Strömung 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 für die Düsen bei einem Versperrungsverhältnis von
𝐷𝑅 = 2,8 eine sehr gute Übereinstimmung zwischen beiden TCI-Modellen und
den experimentellen Daten über den gesamten gemessenen Peclet-Bereich be-
steht. Das JPDF-Modell berechnet die Abblasepunkte für die Düsen𝐷2 und𝐷3
mit minimaler Abweichung zur Peclet-Linie, während moderate Abweichun-
gen bei den höchsten 𝑃𝑒𝑢-Werten der Düse 𝐷1 auftreten. Bei diesen hohen
𝑃𝑒𝑢-Werten liegen die höchsten Geschwindigkeiten und damit die höchsten
turbulente Intensitäten vor. Um die Turbulenz im gleichen Maße aufzulösen,
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10 Analytische Korrelation der Flammenstabilität

wird eine höhere Auflösung des Giters benötigt. Da die Zellgröße für alle Git-
ter und Betriebspunkte konstant gehalten wurde, ist die numerische Turbu-
lenzauflösung der höchsten Pe-Werte nicht mehr ausreichend. Dies konnte
in einer Simulation des höchsten Peclet-Wertes mit einem höheren Zellauflö-
sung bestätigt werden, bei dem sich der berechnete Abblasepunkt zu niedri-
geren Geschwindigkeiten verschiebt. Eine Verschiebung des berechneten Ab-
blasepunktes mit einer erhöhten Zellauflösung konnte für die Berechnung der
Abblasepunkte der Düsen 𝐷2 und 𝐷3 nicht festgestellt werden.

Während das JPDF-Modell die LBO-Werte sowohl unter- als auch überschätzt,
werden unter Nutzung des TFC-Modell die Abblasegeschwindigkeiten im
Vergleich zu den Experimenten durchweg überschätzt. 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 näher 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 Düsen 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 für die Düsen 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 höhere Varianz des JPDF-Modells
wird hauptsächlich durch die Überschätzung der LBO-Grenzwerte bei hohen
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Peclet-Zahlen verursacht. Auch im Bezug auf LBO-Rechnungen anderer
Forscher der letzten Jahre, die einen FGM-Modellierungsansatz wählten, sind
diese Übereinstimmungen 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 [Zha16] oder Ma et al., die
Abweichungen von etwa 20-25% für mehrere LBO-Simulation des gleichen
Drallbrenner erhielten [Ma19]. Ein systematischer Vergleich numerisch be-
rechneter Abblasepunkte über eine solche Vielzahl an Betriebsbedingungen
und geometrischen Variationen wurde nach Wissen des Autors noch nicht
durchgeführt.

Die bisherige Diskussion umfasste nur die Resultate der Düsen des Versper-
rungsverhältnisses 𝐷𝑅 = 2,8, die sich aufgrund des identischen 𝐷𝑅 geo-
metrisch ähnlich verhalten. Offen ist noch die Frage, ob auch die Verschie-
bung zu niedrigeren 𝑃𝑒𝑢-Werten mit zunehmenden 𝐷𝑅 beschrieben werden
kann. Zu diesem Zweck wurden LBO-Simulationen der Düse 𝐷5 für zwei Be-
triebspunkte durchgeführt 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 𝑃𝑒𝑢-Werten vorhersagt und eine gute Über-
einstimmung mit den Experimenten zeigt. Im Gegensatz dazu berechnet das
TFC-Modell zu hohe Abblasegeschwindigkeiten und liegt bezüglich der 𝑃𝑒𝑢-
Werte im Bereich der Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8. In absoluten Geschwindigkei-
ten werden hier somit im Vergleich zu den Experimenten fast doppelt so ho-
he Abblasegeschwindigkeiten und damit Volumenströme berechnet. Der Ein-
fluss des Versperrungsverhältnisses auf die Abblasegrenzen kann somit durch
das TFC-Modell nicht zufriedenstellend vorhergesagt werden. Da die Peclet-
Gerade der Düsen des 𝐷𝑅 = 6 eine höhere Steigung als die der Düsen des
𝐷𝑅 = 2,8 aufweist, führt eine Extrapolation zu einem Schnittpunkt beider Kur-
ven. Um diese Extrapolation zu überprüfen, wurde eine Simulation der Düse
𝐷5 bei fetteren Bedingungen (𝜆 = 1,5; 𝑇0 = 100 ℃) durchgeführt, was
einemWert von 𝑃𝑒𝑆𝐿 ≈ 80 entspricht und damit außerhalb des experimentell
untersuchten Bereichs der Düse 𝐷5 liegt. Wie in der Abbildung zu sehen ist,

139
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stimmt der numerisch berechnete Abblasepunkt sehr gut mit der Extrapolati-
on überein und liegt bezüglich der Peclet-Zahlen im Bereich der Abblasegren-
zen, die mit den Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8 gemessen wurde. Dies bedeutet, dass
mit steigender Flammengeschwindigkeit eine stärkere Erweiterung des Stabi-
litätsbereiches der Düsen des 𝐷𝑅 = 6 im Vergleich zu den Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8
zu beobachten ist. Während im untersuchten Betriebsbereich die Düsen des
niedrigeren Versperrungsverhältnisses eine höhere Leistungsdichte bezüglich
der Brennkammerquerschnittsfläche am Abblasepunkt aufweisen, kann sich
dieser Sachverhalt bei höheren Massenströmen bzw. laminaren Flammenge-
schwindigkeiten umkehren.

Wärmeverluste und Streckung sind zwei wichtige Phänomene zur Beein-
flussung der örtlichen Flammengeschwindigkeit und damit zur lokalen
Flammenlöschung. Während Wärmeverluste zu einem Absenken der Flam-
mengeschwindigkeit führen, führt eine Streckung, falls diese nicht zu hoch
ist, durch die Erhöhung der Flammenoberfläche zu einer Steigerung der
Flammengeschwindigkeit. Für die numerischen Rechnungen wurden adiabte
Brennkammerwände angenommen, und auch die Streckung wurde nicht
explizit durch dedizierte Modelle berücksichtigt. Dennoch berechnet der
hier vorgestellte numerische Aufbau die Abblasegrenzen in sehr guter
Übereinstimmung mit den Experimenten. Dies ist ein starkes Indiz da-
für, dass entweder für die untersuchten Düsen und Betriebsbedingungen
das globale Abblasen der Flamme nicht wesentlich durch Streckung oder
Wärmeverluste bestimmt wird oder sich zumindest in ihrem Effekt auf die
Flammengeschwindigkeit ausgleichen. Für zukünftige Untersuchungen ist
von besonderem Interesse, ob dieser Umstand auch bei erhöhten Drücken
gültig ist.

In diesem Kapitel wurde gezeigt, dass eine Bestimmung der Abblasegrenzen
mithilfe einer CFD-Simulationen unter Nutzung der FGM-Modellierung mit
nur moderater Gitterauflösung möglich ist. Beide TCI-Modelle erlauben ei-
ne akkurate Vorhersage der LBO-Grenzen für die Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8 und
dies obwohl beideModelle sowohl die Flammenform als auch den Vorgang des
Abblasens sehr unterschiedlich wiedergeben. Die Abweichung der numerisch
berechneten LBO-Werte der Düsen des 𝐷𝑅 = 2,8 zu den Experimenten ist für

140



10.2 Korrelation zur Vorhersage des Flammenumschlages

beide Modelle recht gering. Der Einfluss der Variation des Versperrungsver-
hältnisses 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 großem Interes-
se den Einfluss verschiedener Größen auf den Flammenumschlag zu beschrei-
ben und diese mithilfe einer Korrelation wiederzugeben.

Um eine geeignete analytische Beziehung zu wählen, muss zunächst verstan-
den werden, warum der Übergang der Flammenform der düsennah 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 Strömungsgeschwindigkeit und Flammengeschwindigkeit für die Ein-
zelflammen nicht mehr erfüllt ist und die Flamme nur noch als gemeinsa-
me konische Flamme ”abgehoben” bestehen kann. Nach dieser Schlussfolge-
rung sollte es möglich sein, die Flammenumschlagspunkte mithilfe eines Ab-
blasekriteriums der Einzelflammen zu beschreiben. Hierfür eignet sich das
Peclet-Kriterium, welches das globale Abblasen des Matrixbrenners beschrei-
ben kann und auch ursprünglich am theoretischen Modell einer Rohrflamme
hergeleitet wurde.

Zur Berechnung der 𝑃𝑒𝑢-Zahl wird wieder die Wahl einer charakteristischen
Geschwindigkeit 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 und einer charakteristischen Länge 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟 benötigt.
Für eine Einzelflamme ist die Wahl des Bohrungsdurchmessers 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 als
charakteristische Länge offensichtlich, die zum einen die Flammenlänge be-
einflusst und zum anderen grundlegend für die Turbulenzerzeugung ist.
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𝐹𝑙𝑎𝑚𝑚𝑒𝑛𝑢𝑚𝑠𝑐ℎ𝑙𝑎𝑔 ∶ 𝑑𝑐ℎ𝑎𝑟 = 𝑑𝐵𝑜ℎ𝑟𝑢𝑛𝑔 (10.4)

Hinsichtlich der charakteristischen Geschwindigkeit 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 wurde für das glo-
bale Abblasen die Brennkammergeschwindigkeit 𝑢𝐵𝐾 gewählt, da kurz vor
dem globalen Abblasen eine konische Flammenform vorliegt, die weit in die
Brennkammer hineinreicht und das Abblasen an der Flammenfront einsetzt.
Für den Flammenumschlag, dem ”Abblasen” der Einzelflammen, sind diese
Umstände nicht gegeben. Die einzelnen Strahlflammen brennen nahe an der
Düse, wo die exakte Ausdehnung der Brennkammer noch keine signifikante
Rolle spielt. Deshalb wird zur Beschreibung der Flammenumschlagpunkte die
Bohrungsgeschwindigkeit 𝑢0 als charakteristische Geschwindigkeit gewählt.

𝐹𝑙𝑎𝑚𝑚𝑒𝑛𝑢𝑚𝑠𝑐ℎ𝑙𝑎𝑔 ∶ 𝑢𝑐ℎ𝑎𝑟 = 𝑢0 (10.5)

Mit dieserWahl der charakteristischen Variablen können die in Kapitel 8.3 nu-
merisch berechneten Flammenumschlagpunkte in Abb. 10.4 in einem Peclet-
Diagramm aufgetragen werden. Zusätzlich 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
für die Flammenumschlagpunkte wurde nach der Peclet-Gleichung eine Aus-
gleichsgerade erstellt.

Zunächst ist zu erkennen, dass die Flammenumschlagpunkte im doppelt log-
arithmischen Peclet-Diagramm gut durch die Ausgleichsgerade approximiert
werden können. Somit ist das Peclet-Kriterium für die Beschreibung der Flam-
menübergangspunkte anwendbar. Mit der Wahl der individuellen charakte-
ristischen Geschwindigkeiten, liegen die Flammenumschlagpunkte bezüglich
der beiden Peclet-Zahlen in einem ähnlichen Wertebereich wie die der globa-
len Abblasepunkte. Allerdings liegt die Peclet-Kurve des Flammenumschlages
über der Peclet-Kurve des globalen Abblasens. Wird der Flammenumschlag
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10.2 Korrelation zur Vorhersage des Flammenumschlages

wieder als Abblasen der einzelnen Strahlflammen interpretiert, so bedeutet
dies, dass auf die individuellen Systemvariablen bezogen die einzelnen Strahl-
flammen einen größeren Stabilitätsbereich aufweisen als die gemeinsame Ke-
gelflamme. Dieses Verhalten kann vermutlich auf folgende zwei Effekte zu-
rückgeführt werden: Einerseits auf die schwachen, dennoch vorhandenen Re-
zirkulationszonen zwischen den einzelnen Strahlflammen, die durch die Re-
zirkulation der heißen Abgase zu einer verbesserten Flammenstabilisierung
führen 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 Strömung die turbulentestenGebiete nahe der Düse
vor. Daher ist es anzunehmen, dass die turbulente Flammengeschwindigkeit
der einzelnen Strahlflammen höher 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 näherungs-
weise parallel zu der Peclet-Kurve der numerischen Abblasepunkte liegt, was
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10 Analytische Korrelation der Flammenstabilität

sich in einem sehr ähnlichen Exponenten 𝑛 äußert. Diese Kurven sind jedoch
steiler als die Peclet-Kurve, die mithilfe der Experimente bestimmtwurde. Der
Grund in der unterschiedlichen Steigung ist vermutlich wieder bei den Si-
mulationen der höchsten Geschwindigkeiten zurückzuführen, bei denen die
Zellauflösung nicht mehr ausreichend für 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 können die Flammenumschlagpunkte aller Düsen eines konstanten
Versperrungsverhältnisses mithilfe der Peclet-Gleichung korreliert werden.
Die Peclet-Kurve des Flammenumschlages weist eine ähnliche Steigung wie
die des numerisch berechneten globalen Abblasens auf und liegt in einem
ähnlichen Peclet-Zahlen Bereich vor.

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

Vorfaktor 𝐶 Exponent 𝑛
Globales
Abblasen

Experiment 19,95 1,36
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
einerMatrix 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 Beiträge zum Verständnis der Vorgänge im Matrixbrenner er-
bracht und zudem numerische sowie analytische Berechnungsmöglichkeiten
der mageren Abblasegrenzen entwickelt. Dabei wurde insbesondere der Ein-
fluss fundamentaler geometrischer Parameter der Düsen, d. h. des Bohrungs-
durchmessers und des Versperrungsverhältnisses, auf die Flammenstabilität
analysiert. Zu diesem Zweck erfolgten sowohl eine experimentelle als auch
eine numerische Untersuchung des Strömungsfeldes, des Flammenverhaltens
sowie der Abblasegrenzen unter Variation der Düsengeometrie und der Be-
triebsbedingungen. Für die numerische Berechnung wurde ein Grobstruktur-
ansatz in Kombination mit einer Flame-Generated-Manifold-Modellierung ge-
wählt. Dieser Ansatz ermöglicht durch die signifikante Reduktion der zu lö-
senden Gleichungen und den damit verbundenen moderaten Rechenaufwand
eine vielversprechende Grundlage für eine zukünftige Anwendung auf kom-
plexe industrielle Geometrien. Der hier beschriebene Ansatz erfordert dieMo-
dellierung der Turbulenz-Chemie-Interaktion (TCI), für 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 Strömungsfeld
im Matrixbrenner mithilfe der Laser-Doppler-Anemometrie vermessen.
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Dabei konnte nachgewiesen werden, dass sich bei Veränderung des Boh-
rungsdurchmessers ähnliche mittlere Geschwindigkeitsfelder ausbilden. Das
turbulente Längenmaß sowie die turbulente kinetische Energie nehmen
dabei mit steigendem Bohrungsdurchmesser zu. Der Bohrungsdurchmesser
erweist sich somit als eine bedeutende charakteristische Längendimension
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 Größe
ebenfalls eine charakteristische Größe dieses Systems dar. Des Weiteren
wurde die Flammenform numerisch mit beiden TCI-Modellen berechnet. Ob-
wohl beide Modelle eine signifikante Diskrepanz bezüglich der berechneten
Flammendicke aufweisen, zeigen beide Modelle eine ähnliche Veränderung
in der Flammenform mit steigender Luftzahl bzw. steigendem Volumenstrom.
Bei fetten Mischungsverhältnissen bzw. niedrigen Volumenströmen werden
multiple, isolierte und kurze Einzelflammen berechnet, während sich die
Flammen bei magereren Mischungsverhältnissen bzw. höheren Volumen-
strömen zu einer gemeinsamen, deutlich längeren, kegelförmigen Flamme
vereinen. Darüber hinaus lassen sich neben Unterschieden in der Flam-
menlänge auch signifikante Abweichungen in der räumlichen Verteilung
der Reaktionszonen zwischen den verschiedenen Flammenformen feststel-
len. Während sich diese Zonen bei multiplen Einzelflammen vorzugsweise
zentral im Brennraum am Ende der Flammen konzentrieren, zeigen sie
sich bei Kegelflammen verstärkt wandnah verteilt, was die konzeptionellen
Anforderungen an die geometrische und funktionale Auslegung der Brenn-
kammer maßgeblich beeinflusst. Im Rahmen der numerischen Berechnung
der Flammenumschlagpunkte wurde die Verteilung der Abgaszonen zur
Charakterisierung der Flammenform herangezogen. Es konnte nachgewiesen
werden, dass die Flammenumschlagpunktemaßgeblich von der Düsengeome-
trie und den Betriebsparametern abhängen. So wird bei einem vergrößerten
Bohrungsdurchmesser der Flammenumschlag bei höheren thermischen
Leistungen beobachtet. Zudem führt eine Erhöhung der laminaren Flammen-
geschwindigkeit, beispielsweise durch Nutzung eines fetteren Gemisches
oder durch Erhöhung der Vorwärmtemperatur, zu einer Verschiebung des
Flammenumschlages zu höheren Gemischvolumenströmen.
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Im Folgenden wurde die Flammenstabilität in Form der mageren Abblase-
grenze (engl. Lean Blow Out, LBO) detaillierter untersucht. Zunächst 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
Strömungsgeschwindigkeit und der Flammengeschwindigkeit zur Stabilisie-
rung der Flamme bestehen muss. Somit wird bei einer Erhöhung der lami-
naren Flammengeschwindigkeit die magere Abblasegrenze zu höheren Ein-
trittsgeschwindigkeiten verschoben. Die Messungen zeigen, dass ein zuneh-
mender Bohrungsdurchmesser den Stabilitätsbereich erweitert, was auf die
mit dem Bohrungsdurchmesser steigende Erhöhung des turbulenten Längen-
maßes und der turbulenten kinetischen Energie, die eine Erhöhung der tur-
bulenten Flammengeschwindigkeit bewirken, zurückzuführen ist. Kurz vor
dem Abblasen liegt eine konische Flamme vor, die weit in die Brennkammer
hineinreicht. Für diese Kegelflamme stellt die mittlere volumetrische Brenn-
kammergeschwindigkeit eine charakteristische Größe des Abblasens dar, die
proportional zum Versperrungsverhältnis 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 plötz-
liches globales Flammenverlöschen bei der Überschreitung einer kritischen
Düsenaustrittsgeschwindigkeit, während 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 für alle Simulationen möglich ist. Mit
beiden Modellen konnte eine sehr gute Übereinstimmung der berechneten
LBO-Punkte mit den experimentellen Werten der Düsen des Versperrungs-
verhältnisses 𝐷𝑅 = 2,8 erzielt werden, deren Abweichung im Mittel zwischen
10 und 15 % liegt. Für die Vorhersage der LBO-Punkte der Düsen des höheren
Versperrungsverhältnisses konnte jedoch lediglich das JPDF-Modell eine gute
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Übereinstimmung mit den Experimenten liefern, während das TFC-Modell
die Abblasegeschwindigkeiten signifikant überschätzt.

Die Erkenntnisse der experimentellen und numerischen Studien wurden zur
Entwicklung einer geeigneten Korrelation der Abblasegrenzen herangezogen.
Zu diesemZweckwurde das Peclet-Kriterium gewählt. Es konnte gezeigt wer-
den, dass unter Nutzung des Bohrungsdurchmessers und der volumetrischen
Brennkammergeschwindigkeit als charakteristische Variablen die Abblase-
grenzen der verschiedenen Düsen eines konstanten Versperrungsverhältnis-
ses mithilfe einer Peclet-Kurve beschrieben werden können. Für das höhere
Versperrungsverhältnis liegen die Abblasepunkte in einem sehr ähnlichen Be-
reich bezüglich der Peclet-Zahlen, jedoch weist die Peclet-Kurve eine höhere
Steigung auf. Dies lässt sich vermutlich damit erklären, dass die untersuch-
ten Flammen bei den verschiedenen Versperrungsverhältnissen unterschied-
lichen Flammentypen zuzuordnen sind und durch ihre Unterschiede in der
Turbulenzinteraktion den Peclet-Exponenten verändern. 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 Verständnis der Flammenphä-
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 zukünftigen Forschungsarbeiten
präzisiert und verifiziert werden sollten. Zunächst wurde in der Forschung im
Bereich des turbulenten Freistrahls bisher überwiegend der Ähnlichkeitsbe-
reich untersucht, während der Kern- und Übergangsbereich, in dem die Stabi-
lisierung der Flamme stattfindet, bislang wenig beachtet wurde. Zudem beru-
hen die verfügbaren Messdaten für den Freistrahl vorwiegend auf konven-
tionellen Sondenmethoden wie Staudruck- und Hitzdrahtsonden. Optische
Messverfahren könnten wesentlich präzisere Daten liefern, die insbesonde-
re für die Grobstruktur-Modellierung von großer Bedeutung sind. Es wäre
wünschenswert, dass zukünftige Forschungsprojekte dabei den Fokus ver-
stärkt auf den Vergleich von Freistrahl- und multiplen Strahldesigns richten.
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Des Weiteren sollten im Zusammenhang mit dem Design der hohen Blockie-
rungsverhältnisse Experimente und Berechnungen durchgeführt werden, die
sich mit hohen laminaren Brenngeschwindigkeiten und damit Flammen mit
einer Damköhler-Zahl größer eins befassen. Dies würde die Vermutung be-
stätigen, dass der Exponent der Pe-Zahl in diesem Bereich einen niedrigeren
Wert aufweist, was für ein besseres Verständnis der zugrunde liegenden phy-
sikalischen Prozesse von Bedeutung ist. Ein weiterer Aspekt, der in zukünfti-
gen Forschungsarbeiten berücksichtigt werden sollte, betrifft den Flammen-
umschlag. Dieser wurde in dieser Arbeit nur numerisch untersucht, weshalb
eine Verifikation durch experimentelle Untersuchungen unerlässlich ist. Da
sich das Ausbrennverhalten und die Flammenlänge während des Umschlags
signifikant verändern, ist die präzise Bestimmung des Umschlagpunkts von
entscheidender Bedeutung für 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
derTheorie auch bei erhöhten Druckbedingungen und für andere Brennstoffe.
Es obliegt zukünftigen 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
Rückschlaggrenze von großer Bedeutung ist. Die hier entwickelten Ansätze
können hierbei ein solides Fundament für die Vorhersage und weitere expe-
rimentelle und numerische Analysen der Flammenstabilität bieten.
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