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Kurzfassung

In dieser Arbeit wird der bisher unzureichend geklärte Einfluss der Primär-

zonenkühlluft auf die Verbrennungsstabilität und Stickoxidemissionen in sta-

tionären Gasturbinen beim Betrieb nahe der mageren Löschgrenze unter-

sucht. Da vor allem lokale Fluktuationen des Äquivalenzverhältnisses im Ver-

dacht stehen, Auslöser für Verbrennungsinstabilitäten zu sein, werden die Mi-

schungsvorgänge in der Flammenzone analysiert. Ein Einzelbrenner in Ma-

schinengröße wurde sowohl im Wasserkanal als auch im atmosphärischen

Verbrennungsversuchsstand experimentell untersucht. In isothermen Was-

serkanalstudien wurde gezeigt, dass die Kühlluft durch großskalige instatio-

näre Wirbelstrukturen über die Scherschichten bis in die Rezirkulationszone

eingemischt wird, ohne das Hauptströmungsfeld zu beeinflussen. Der Ein-

fluss von Injektorgeometrie und Injektionsimpuls auf das Mischungsverhal-

ten beschränkt sich dabei auf den Nahbereich der Eindüsung. In Abhängig-

keit vom mageren Äquivalenzverhältnis beeinflusst die Menge an direkt ein-

gedüster Kühlluft signifikant die Verbrennungscharakteristiken. Mit steigen-

der Kühlluftmenge nimmt der Anteil an Kühlluft, der effektiv an der Verbren-

nung teilnimmt ab und die Stickoxidemissionen steigen an. Die Scherschich-

ten werden gequencht und ein an Brennstoff reicherer Flammenkern stabi-

lisiert die Flamme im Zentrum. Während bei höheren Äquivalenzverhältnis-

sen eine hohe Kühlluftmenge die akustischen Pulsationen deutlich reduziert,

nimmt nahe der mageren Löschgrenze die Höhe tieffrequenter Pulsationen,

unabhängig von der Kühlluftmenge, signifikant zu. Bei Annäherung an die

magere Löschgrenze ändert sich das Strömungsfeld, so dass die Löschpulsa-

tionen durch die Kühlluftinjektion nicht mehr beeinflusst werden können.
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Abstract

This work is related to the influence of cooling air injection into the prima-

ry combustor zone on combustion stability and NOx emissions in stationa-

ry gas turbines operating close to lean blowout. Mixing processes in the fla-

me zone are analyzed, since local equivalence ratio fluctuations are mainly

suspected to cause combustion instabilities. A typical engine scaled swirl bur-

ner was investigated experimentally, both in water channel and atmospheric

combustion tests. Isothermal water channel studies showed that the cooling

air is transported by transient large-scale vortices along the shear layers into

the recirculation zone without affecting the main flow field. The influence of

injector geometry and injection momentum is limited to the close-up region

of the injection inlet. The amount of directly injected cooling air significantly

influences the combustion characteristics in dependency of the lean equiva-

lence ratio. With increasing amount of cooling air, only a specific share of the

additional air participates in the combustion process and the NOx emissions

increase. The shear layers are quenched and a richer flame core stabilizes the

flame center. A large amount of cooling air considerably reduces the acoustic

pulsations at higher equivalence ratios, whereas close to lean blowout the le-

vel of low-frequency significantly increases independently of the amount of

cooling air. The flow field changes when approaching the lean blowout limit,

so that lean blowout pulsations can not be affected anymore by cooling air

injection.
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1 Einleitung

Im Zuge der in Deutschland beschlossenen Energiewende, die sowohl einen

Ausstieg aus der Atomenergie als auch einen verstärkten Ausbau regenerativer

Energien vorsieht, stehen insbesondere konventionelle Kraftwerkstechnolo-

gien vor anspruchsvollen Herausforderungen. Bereits jetzt ist ein Rückgang

des Erdgaseinsatzes zur elektrischen Stromerzeugung am Anteil an der Ge-

samtstromerzeugung von 13.8% im Jahr 2010 auf 11.3% in 2012 zu verzeich-

nen. Gründe dafür sind vor allem strukturelle Veränderungen [GGH+13]. Trotz

eines Rückgangs im Stromerzeugungsanteil ergeben sich große Herausforde-

rungen für konventionelle thermische Kraftwerke. Ihnen wird in Zukunft ver-

stärkt die Aufgabe zufallen, die Schwankungen des immer größer werdenden

Anteils der erneuerbaren Energien auszugleichen. Es werden Kraftwerke mit

hoher Betriebsflexibilität benötigt, die Kapazitätsmängel kompensieren sowie

eine stabile und sichere Stromversorgung gewährleisten. Zukünftige Kraftwer-

ke müssen einen hohen Leistungsgradienten über einen größeren Leistungs-

bereich ohne Reduktion der Lebensdauer ermöglichen. Hierfür muss die Min-

destlast von den bisher üblichen 40-50% auf 20-25% reduziert werden, bei ei-

nem möglichst hohen Wirkungsgrad auch im Teillastbereich. Kurze Anfahr-

zeiten sind gefordert und tägliche Laständerungen müssen vermehrt umge-

setzt werden können. Kraftwerkshersteller entwickeln deshalb neue Konzep-

te für gasgefeuerte Anlagen, die neben hohen Wirkunsgraden auch hohe Be-

triebsflexibilität aufweisen, bei gleichzeitiger Einhaltung niedriger Emissions-

grenzwerte. Dabei bieten auch bestehende Anlagen ein hohes Potential für die

Umrüstung, um die gestiegenen Betriebsanforderungen zu erfüllen [Jop12].

1.1 Projekthintergrund und Ziel der Arbeit

Diese Arbeit wurde im Rahmen der Forschungsinitiative „Kraftwerke des 21.

Jahrhunderts“ (KW21) - Phase II durchgeführt. Ziel der Forschung sind effi-

zientere und leistungsfähigere Kraftwerke mit geringeren Kosten. Die Kraft-

werke sollen zudem umweltfreundlicher werden, indem die Erzeugung von

1



1 Einleitung

Schadstoffen reduziert wird und auch regenerative Brennstoffe eingesetzt

werden. Das im Rahmen der Forschungsinitiative bearbeitete Projekt BY17GV,

mit dem Titel „Emissionsverminderung bei der Effizienz- und Leistungsstei-

gerung von Gasturbinen“, war dem Arbeitskreis „Brennkammern für Gastur-

binen“ zugeordnet. Es wurde in Kooperation mit dem Industriepartner Al-

stom Power GmbH durchgeführt und im Rahmen des Klimaprogramms Bay-

ern 2020 vom Bayerischen Staatsministerium für Wissenschaft, Forschung

und Kunst sowie dem Bayerischen Staatsministerium für Wirtschaft, Infra-

struktur, Verkehr und Technologie gefördert. Das Forschungsprojekt befasste

sich mit der Effizienzverbesserung infolge der Modernisierung vorhandener

Gasturbinen, um eine wesentliche Reduktion des Verbrauches fossiler Brenn-

stoffe und eine Reduzierung der Schadstoffemissionen zu erreichen [Bay13].

Nach längerer Betriebszeit ist es üblich, bei stationären Gasturbinen zur

Stromerzeugung im Zuge eines Retrofits1 verbesserte Komponenten einzu-

bauen. Meistens müssen nach solch einem Umbau die wesentlich niedrigeren

Emissionsgrenzwerte von Neuanlagen eingehalten werden, so dass eine Effi-

zienzverbesserung und Leistungssteigerung nur unter Weiterentwicklung des

Verbrennungssystems realisiert werden kann. Eine Variante zur Reduktion der

Stickoxidemissionen war die Verschiebung der Globalluftzahl weiter in den

mageren Bereich ohne dabei die Feinmischung zu verbessern. Dabei wurde

jedoch ein kontinuierlicher Anstieg des Pulsationsniveaus mit zunehmender

Luftzahl beobachtet. Bisher sind die Gründe für diesen Effekt nicht verstan-

den [LZ98]. Sowohl die lokalen Ungemischtheiten, als auch die Einmischung

von Kühlluft in die Primärzone der Brennkammer sind dabei vermutlich von

großer Bedeutung. In dem Projekt galt es, Maßnahmen für die Verbesserung

der feinskaligen Mischung durch Brennermodifikationen zu finden, sowie den

bisher unzureichend geklärten destabilisierenden Einfluss der Primärzonen-

kühlluft auf die Verbrennungsstabilität von Mehrbrennersystemen zu erfor-

schen.

Der erste Teil des Projektes, der sich mit der Brennermodifikation befasst, wird

im Rahmen einer zweiten Dissertation am Lehrstuhl für Thermodynamik an

der Technischen Universität München bearbeitet [Sei14]. Die vorliegende Ar-

beit befasst sich mit dem zweiten Teil des Projektes, dem destabilisierenden

Einfluss der Primärzonenkühlluft auf das Betriebsverhalten von drallstabili-

sierten Verbrennungssystemen. Es gilt zu klären, inwieweit die Abmagerung

1 engl.: Retrofit - Modernisierung, Nachrüstung

2



1.2 Struktur der Arbeit

der Primärzone durch die zusätzlich zur Verfügung gestellte Kühlluft die Emis-

sionswerte positiv beeinflusst, ohne dabei die Verbrennungsstabilität zu be-

einträchtigen.

1.2 Struktur der Arbeit

Um zu klären, ob die zusätzlich eingedüste Primärzonenkühlluft Verbren-

nungspulsationen verstärkt, wurden die Mischungsvorgänge in der Flam-

menzone analysiert. Da vor allem die lokalen Luftzahlfluktuationen im Ver-

dacht stehen, Auslöser für Verbrennungsinstabilitäten zu sein, mussten zeit-

lich und räumlich hochaufgelöste Daten gewonnen und analysiert werden.

Dazu musste in dieser Arbeit die notwendige Messtechnik implementiert wer-

den, um instationäre Strukturen identifizieren zu können.

In Kapitel 2 wird zunächst der Stand der Technik bei der Kühllufteindüsung

von stationären Gasturbinen zusammengefasst. Neben dem charakteristisch-

en Aufbau werden vor allem die bisher bekannten Phänomene bei der An-

näherung an die magere Löschgrenze beschrieben. Die Grundlagen zur Cha-

rakterisierung turbulenter Strömung sowie eine Übersicht über das Entste-

hungspotential von Stickoxiden werden kurz erläutert. Nachfolgend werden

in Kapitel 3 die Versuchsaufbauten für die, in dieser Arbeit durchgeführten,

experimentellen Untersuchungen beschrieben und in Kapitel 4 die dazugehö-

rige Messtechnik erläutert. In Kapitel 5 werden zunächst die Strömungs- und

Mischungsfelder der verwendeten Drallbrenner dargestellt. Innerhalb des be-

arbeiteten Forschungsprojektes wurde durch Brennermodifikation ein neu-

er generischer Brenner mit verbesserter Feinmischung und höherer Verbren-

nungsstabilität entwickelt. Der Großteil der hier präsentierten Untersuchun-

gen wurde mit diesem generischen Brenner durchgeführt. Als Referenzfall

wurde das aktuell beim Industriepartner eingesetzte Drallbrennerdesign her-

angezogen. In isothermen Wasserkanaluntersuchungen wurden sowohl die

stationären als auch instationären Strömungseigenschaften der Drallbren-

ner analysiert. Zur Bewertung der Mischungseigenschaften der verwendeten

Drallerzeuger wurden die Qualität der Brennstoffeinmischung im Wasserka-

nal untersucht und im atmosphärischen Verbrennungsversuchsstand die er-

reichten Emissionswerte zur Validierung der Mischungsergebnisse bestimmt.

In Kapitel 6 werden detaillierte isotherme Studien im Wasserkanal zum Ein-

düsungsverhalten der Kühlluft, ihre Auswirkung auf das Strömungsfeld und
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die Mischungseigenschaften in Abhängigkeit von den Geometrieparametern

der Kühlluftinjektion ausgewertet. Es werden sowohl zeitlich als auch örtlich

hochaufgelöste Daten analysiert. Unter Berücksichtigung der isothermen Er-

kenntnisse zur Kühllufteindüsung werden in Kapitel 7 Untersuchungen im

atmosphärischen Verbrennungsversuchsstand ausgewertet. Es wird der Ein-

fluss der Kühlluftinjektion auf Flammenstabilität, Emissionswerte und akus-

tisches Verhalten bei Annäherung an die magere Löschgrenze untersucht.

Um mögliche Einflussfaktoren darzustellen, wurden sowohl Kühlluftmenge

als auch das Verbrennungsregime variiert. Das Verbrennungsregime wurde

durch Anpassung des Brennstoffanteils von einer fetteren Verbrennung bis

hin zur Magerverbrennung an der Löschgrenze eingestellt. In den Untersu-

chungen wird geklärt, inwieweit die Kühllufteindüsung das Betriebsverhalten

beeinflusst. Die Arbeit schließt mit einer Zusammenfassung der gewonnenen

Erkenntnisse in Kapitel 8.
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2 Grundlagen und Stand der Technik

2.1 Stationäre Gasturbinen

Stand der Technik zur Einhaltung niedriger NOx-Emissionen stationärer Gas-

turbinen ist die magere Vormischverbrennung mit Flammentemperaturen

weit unterhalb der stöchiometrischen Verbrennungstemperatur. Brennstoff

und Luft werden dabei bereits vor der eigentlichen Reaktionszone mitein-

ander vermischt. Bei der technischen Umsetzung der mageren Vormisch-

verbrennung ist vor allem die Bereitstellung einer möglichst homogenen

Brennstoff-Luft-Mischung sowie der vollständige Ausbrand bei allen Betriebs-

bedingungen eine Herausforderung. Es muss ein möglichst großer Luftan-

teil bei der Verbrennung bei gleichzeitig sicherer Flammenstabilisierung und

gleichförmiger Temperaturverteilung des Heißgases im Turbineneintritt ge-

währleistet werden. Zur Flammenstabilisierung müssen Flammenlöschen,

Flammenrückschlag in den Brenner sowie starke Druckpulsationen vermie-

den werden. Um die Anforderung an geringe NOx-Emissionen zu erfül-

len, müssen neben möglichst geringen Flammentemperaturen oberhalb der

Löschtemperatur eine möglichst geringe Verweilzeit und ein mageres Ver-

brennungregime sichergestellt werden [KHE10].

Bei der Gestaltung von Gasturbinenbrennkammern mit magerer Vormi-

schung gelten nach Joos [Joo06] und Krebs et al. [KHE10] grundsätzlich fol-

gende allgemeine Anforderungen:

• kompakte Bauweise

• Vermeidung von Verbrennungsinstabilitäten und Pulsationen

• niedriger Totaldruckverlust

• Temperaturprofil am Brennkammeraustritt auf die Anforderungen der

Turbine abgestimmt

• niedrige Abgasemissionen

• Betrieb mit verschiedenen Kraftstoffen möglich

5



2 Grundlagen und Stand der Technik

• niedrige Fertigungs- und Wartungskosten

• hohe Lebensdauer der Komponenten

Die geläufigsten Brennkammerbauarten bei stationären Gasturbinen mit ma-

gerer Vormischung sind Silobrennkammern, Ringbrennkammern und Rohr-

brennkammern [KHE10, Boy12]. In Abbildung 2.1 sind diese Mehrbrenner-

systeme exemplarisch dargestellt. Die einzelnen Brenner sind dabei entweder

in einer Brennermatrix (siehe Abbildung 2.1-links) im Brennerraum angeord-

net oder gleichmäßig um den Umfang verteilt (siehe Abbildung 2.1-Mitte und

-rechts).

Brenner Brenner
Brenner

Silobrennkammer Ringbrennkammer Rohrbrennkammer

Abbildung 2.1: Brennkammerbauarten von stationären Gasturbinen: Beispiel einer Si-
lobrennkammer (links, Alstom GT11N [MHGG12]), einer Ringbrennkammer
(Mitte, Alstom GT13E [DHK07]) und einer Rohrbrennkammer (rechts, Sie-
mens SGT6-500F [Sie13]

Die vergleichsweise großen Silobrennkammern sind vor allem bei älteren

Baureihen zu finden, wobei die Ausführung je nach Hersteller verschieden

ist. Früher wurden Silobrennkammern mit emissionsreichen Diffusionsbren-

nern betrieben, die aufgrund hoher Verweilzeiten einen guten Ausbrand er-

möglichen. Heute wird diese Betriebsart vorwiegend bei der Verbrennung

von Sonderbrennstoffen verwendet. Im Rahmen der Weiterentwicklung der

Brennkammern hin zu kompakteren Bauweisen mit niedrigeren Schadstoff-

emissionen wurden die ursprünglichen Silobrennkammern mit NOx-armen

Vormischbrennern ausgestattet. Die Brennkammerkühlung wurde zusätzlich

verbessert, so dass die Silobrennkammern mit Vormischbrennern im Ver-

gleich zum Betrieb mit Diffusionsbrennern nun kürzer gestaltet werden konn-
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2.1 Stationäre Gasturbinen

ten. Silobrennkammern zeichnen sich im Allgemeinen durch Einfachheit von

Design und Wartung aus.

Moderne Gasturbinen haben meist eine Ring- oder Rohrbrennkammer. Mit

diesen Bauformen lässt sich ein möglichst gleichmäßiges Temperaturprofil in

Umfangsrichtung am Turbinenentritt mit hohen Turbineneintrittstemperatu-

ren realisieren. Durch die kompaktere Bauweise wurden im Vergleich zu den

Silobrennkammern die Verweilzeiten weiter verkürzt und die zu kühlenden

Oberflächen verringert. Bei Ringbrennkammern sind die einzelnen Brenner

gleichmäßig um den Umfang verteilt. In der Entwicklung muss die gesamte

Einheit der Ringbrennkammer betrachtet werden, da die Wechselwirkungen

der Brenner untereinander eine entscheidende Rolle spielen. Bei der Bauform

der Rohrbrennkammer sind hingegen mehrere Rohrbrennkammern um den

Umfang der Maschine verteilt. Die Eigenschaften der einzelnen Rohrbrenn-

kammern können mit vergleichsweise geringem Aufwand unter Maschinen-

bedingungen im Prüfstand getestet werden. Servicezeiten an der Maschine

sind deutlich verkürzt, da sich mit geringem Aufwand einzelne Rohrbrenn-

kammern austauschen lassen [KHE10, Boy12]. Ein Überblick über die Ent-

wicklungsstufen von stationären Gasturbinen und Beispiele für die verschie-

denen Bauweisen sind in [DHK07, KHE10, Boy12, SEK+13] gegeben.

Flammenstabilisierung

Bei Gasturbinen mit magerer Vormischverbrennung ist die Flammenstabi-

lisierung entscheidend für eine hohe Lebensdauer, Betriebssicherheit und

Lastwechselfähigkeit der Maschine sowie für die Einhaltung niedriger Emis-

sionsgrenzen. Dazu befindet sich, unabhängig vom Betriebsbereich, eine sta-

bile Flamme an einer ortsfesten Position in der Brennkammer. In den meis-

ten technischen Anwendungen wird die Flamme durch eine Rückstromzo-

ne von verbranntem Heißgas stabilisiert. In dem Bereich, in dem das eintre-

tende unverbrannte Gemisch mit dem rezirkulierenden Heißgas in Berüh-

rung kommt, wirkt dieses wie eine permanente, sich selbst regenerierende

Zündquelle. Von dort propagiert die Flamme ins unverbrannte Gemisch, wo-

bei die lokale Strömungsgeschwindigkeit höher als die lokale Brenngeschwin-

digkeit ist. Durch die Stabilisierung ist die Flamme resistent gegen Flam-

menrückschlag, -abheben und -löschen1. Ein Flammenrückschlag bezeichnet

1 engl.: flame flashback, liftoff and blowout
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den Transport der Reaktionszone stromauf der Strömungsrichtung, wohinge-

gen eine Verschiebung der Reaktionszone stromab als Flammenabheben be-

nannt wird. Flammenlöschen tritt auf, wenn sich dabei die Flamme an kei-

ner festen Position mehr stabilisieren kann. Insbesondere der Flammenrück-

schlag kann schwerwiegende Beschädigungen an den Bauteilen verursachen

[Sat10, SEK+13, MK13].

Es bestehen nach Turns [Tur00] verschiedene Möglichkeiten zur aerodynami-

schen Flammenstabilisierung: Ein Staukörper kann als Flammenhalter fun-

gieren, wobei sich eine starke Rezirkulationszone hinter dem Staukörper aus-

bildet. Die rezirkulierenden heißen Verbrennungsgase entzünden das unver-

brannte Gemisch, so dass sich die Flamme im Nachlauf des Staukörpers stabi-

lisiert. Der Staukörper ist bei dieser Form der Flammenstabilisierung jedoch

einer hohen thermischen Belastung ausgesetzt. Ein Überblick über Flammen-

stabilisierung mit Staukörpern ist in [LSKS07, SLH09, CKRC10] gegeben.

Eine weitere Möglichkeit der Flammenstabilisierung bietet ein Querschnitts-

sprung in Strömungsrichtung. Ähnlich wie beim Staukörper bildet sich hin-

ter dem Querschnittssprung eine Rezirkulationszone aus. In den Scherschich-

ten dieser Ablösezone kann sich die Flamme stabilisieren. Allerdings ste-

hen diese Gebiete bei Gasturbinenbrennkammern meist in Wandkontakt, so

dass Wärmeverluste die Reaktion reduzieren. Vor allem bei Brennstoffen mit

niedriger Flammengeschwindigkeit ist dabei der Rücktransport heißer Abgase

schwach.

Drall- oder Freistrahl-induzierte Rezirkulationsströmungen werden vor allem

bei vorgemischten Gasturbinenbrennern zur Flammenstabilisierung einge-

setzt. Zur verlässlichen Flammenstabilisierung muss dabei durch die Drall-

strömung eine möglichst großräumige Rückstromzone mit hohen Geschwin-

digkeiten entgegen der Hauptströmungsrichtung erzeugt werden. Aufgrund

des aerodynamisch erzeugten Wirbelaufplatzens im Zentrum der Strömung

entsteht ein Rückstromgebiet mit geringeren Wärmeverlusten. Durch die

Drallströmung wird zusätzlich Turbulenz im Bereich der Rezirkulationszone

erzeugt, was kompaktere Flammen mit höherer Reaktionsdichte zur Folge hat

[Lop90, BL90]. In Kombination mit einer plötzlichen Querschnittserweiterung

kann die Position des Wirbelaufplatzens der Drallströmung beeinflusst und

stabilisiert werden, so dass sich diese in der Nähe des Brenneraustritts be-

findet. In Abschnitt 3.1 wird anhand der in dieser Arbeit verwendeten Drall-
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2.1 Stationäre Gasturbinen

brenner das Funktionsprinzip der aerodynamischen Flammenstabilisierung

mittels Drallströmung erläutert [Sat10, SEK+13].

Flammenausbreitung

Zur Bewertung der Flammenausbreitung wird die laminare Flammenge-

schwindigkeit SL herangezogen. Sie beschreibt die Geschwindigkeit, mit der

sich die Flamme in einer laminaren Strömung bei eindimensionaler Betrach-

tung in Richtung des unverbrannten Gemisches bewegt. Dabei beeinflus-

sen Druck, Temperatur, Brennstoffart und Gemischzusammensetzung den

Wert von SL. Warnatz et al. [WMD06] weisen nach, dass die laminare Flam-

mengeschwindigkeit mit sinkendem Druck und steigender Temperatur grö-

ßer wird. Mayer [May12] zeigt, dass sowohl die Erhöhung der Brennstoff-

konzentration als auch große Mischungsgradienten zu lokal hohen Flam-

mengeschwindigkeiten führen, was die Neigung zu Flammenrückschlag ver-

stärkt. In turbulenten Strömungen, die bei stationären Gasturbinen vorherr-

schen, wird bei der Bewertung der Flammenausbreitung zudem die turbulen-

te Flammengeschwindigkeit St betrachtet. Die Ausbreitungsgeschwindigkeit

steigt dabei durch die Interaktion von turbulenten Wirbeln mit der Flamme.

In Gleichung 2.1 ist St nach Turns [Tur00] definiert als:

St =
At ,F l

A
SL . (2.1)

Eine schematische Darstellung zur Beschreibung der Zusammenhänge der

Flammengeschwindigkeiten ist in Abbildung 2.2 illustriert. Die Anströmge-

schwindigkeit ub entspricht dem Betrag der turbulenten Flammengeschwin-

digkeit St . Aufgrund der Turbulenz verwinkelt sich die laminare Flammen-

front, so dass sich die Flammenoberfläche vergrößert. At ,F l ist also die Ge-

samtfläche der gewinkelten laminaren Flammenfront und A beschreibt die

mittlere turbulente Flammenfront. St ist demnach größer als SL und propor-

tional zur größer werdenden Flammenoberfläche. Die Flammengeschwin-

digkeiten sind senkrecht zur jeweiligen Flammenoberfläche definiert. Zur

Berechnung der turbulenten Flammengeschwindigkeit können verschiedene

Korrelationen, die in [Tur00] aufgelistet sind, herangezogen werden.
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unverbranntes
Gemisch

Abgas

ub St

SL

A

At ,F l

Abbildung 2.2: Schematische Darstellung zur Flammengeschwindigkeit nach [Tur00]

Der chemische Umsatz des Brennstoffes beginnt bei drallstabilisierten Flam-

men in den brennernahen Zündzonen und breitet sich dann mit der loka-

len Brenngeschwindigkeit aus. Durch Erhöhung der turbulenten Flammen-

geschwindigkeit kann dieser Vorgang beschleunigt werden. Dadurch wird die

für den Ausbrand notwendige Zeit verringert, so dass die Baulänge der Brenn-

kammer verkürzt werden kann. Mit steigender Turbulenz nimmt St zunächst

bis zu einem Maximum bei hohen Turbulenzintensitäten zu. Jenseits dieses

Maximums tritt ein Verlöschen der Flamme ein, da der hohe turbulente Aus-

tausch zunächst zu lokalem und dann zu vollständigem Quenchen2 der Reak-

tion führt. Eine Umsatzerhöhung vorgemischter Flammen durch Turbulenz

kann vor allem über eine Vergrößerung der Flammenoberfläche erzielt wer-

den. Die turbulenten Wirbel erzeugen eine stark zerklüftete Oberfläche und

somit ein Aufreißen der Flammenfront. Vor allem bei niedrigen Flammentem-

peraturen nahe der Löschgrenze können sich jedoch einzelne Gebiete von der

Flammenfront abtrennen und isoliert abreagieren.

Neben der Flammenstabilisierung dienen Drallbrenner von stationären Gas-

turbinen der Erzeugung von Turbulenz am Brenneraustritt. Dies fördert den

Umsatz und verbessert die Brennstoff-Luft-Mischung. Durch die Verdrallung

der Strömung werden nicht nur in den Scherschichten Turbulenz erzeugt,

sondern auch im Strömungszentrum. Neben der Verbesserung des Ausbrands

sorgt zudem eine gute Mischung auch für geringere Schadstoffemissionen

[SEK+13].

2 engl.: Quenchen - Stoppen der Reaktion
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2.1 Stationäre Gasturbinen

2.1.1 Grundlagen der Flammendynamik in stationären Gasturbinen

Mit der Einführung schadstoffarmer Magerverbrennung in stationären Gas-

turbinen (DLE-Verbrennung3 in LNGT4 ) wurden vermehrt Probleme mit der

Verbrennungsstabilität, auch als thermoakustische Instabilitäten bezeichnet,

beobachtet. Aufgrund der mageren Vormischung treten beim DLE-Betrieb, im

Gegensatz zum Betrieb mit Diffusionsbrennern, in der Brennkammer keine

große Mischungsgradienten auf, welche die Flamme zusätzlich stabilisieren

würden. Die Flamme wird dadurch sehr empfindlich gegenüber Schwank-

ungen der Strömungsgeschwindigkeit sowie des Äquivalenzverhältnisses5.

In Gasturbinenbrennkammern mit Diffusionsbrennern wirkt die zusätzliche

Luft, die über die Linerkühlung eintritt, als akustischer Dämpfer. Da bei der

DLE-Verbrennung die gesamte Luft durch den Brenner geführt wird, um eine

ausreichend magere Brennstoff-Luft-Mischung zu erzielen, fehlt die Dämp-

fungswirkung der Linerkühlung. Die auftretenden Brennkammerpulsationen

können, neben der Störung eines stabilen Betriebes, schwere Schäden an den

Bauteilen verursachen [Kel95, ZL06].

Die Instabilitäten beruhen vorwiegend auf der Interaktion von Druckpulsa-

tionen und instationärer Wärmefreisetzung in der Brennkammer. Zur Ent-

stehung von Flammeninstabilitäten wurde von Lord Rayleigh [Ray78] fest-

gestellt, dass Druckschwingungen verstärkt werden, wenn Wärme zum Zeit-

punkt des größten Druckes zugeführt wird oder aber zum Zeitpunkt des ge-

ringsten Druckes abgeführt wird. Findet die Wärmefreisetzung jedoch zum

Zeitpunkt des geringsten Druckes oder aber der Wärmeentzug am Druckma-

ximum statt, so wird die Druckschwingung gedämpft. Dies ist im sogenann-

ten Rayleigh-Kriterium, welches den Zusammenhang zwischen Wärmefrei-

setzung und Akustik beschreibt, nach Putnam et al. [PD54] in der räumlichen

Integration definiert als:

R(x, y, z) =

∫

V

∫

T f

q ′(t , x, y, z) p ′(t , x, y, z) d t dV . (2.2)

Dabei beschreibt p ′ die Druckfluktuationen und q ′ sind die Fluktuationen der

Wärmefreisetzung. Ist der Rayleigh-Index positiv (R > 0), so wird Energie über

3 engl.: DLE - dry low emission
4 engl.: low NOx gas turbine
5 Äquivalenzverhältnis: Kehrwert der Luftzahl λ, Berechnung siehe Abschnitt 4.4.4
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eine Periode T f der akustischen Schwingung zugeführt und das Auftreten von

Instabilitäten ist möglich. Bei einem negativen Rayleigh-Index (R < 0) wirkt die

Wärmefreisetzung dämpfend auf die akustische Schwingung. Das Rayleigh-

Kriterium ist eine notwendige aber nicht hinreichende Bedingung für die Ent-

stehung und Aufrechterhaltung thermoakustischer Schwingungen.

In [DSDC06, Ale09, Sat10] sind mögliche Mechanismen, welche Ver-

brennungsinstabilitäten in einer Gasturbinenbrennkammer mit magerer

Vormischverbrennung antreiben können, beschrieben. Unabhängig vom

Anregungsmechanismus wird grundlegend zwischen zwei Ursachen für

die Kopplung von fluktuierender Wärmefreisetzung und Systemakustik

unterschieden: Die Schwingungen werden entweder durch die chemi-

schen Umsatzschwankungen der Flamme, resultierend aus Brennstoff-Luft-

Gemischschwankungen oder Massenstromschwankungen, oder aber auf-

grund von Strömungsinstabilitäten, wie z.B. periodische Wirbelablösungen,

verursacht [Aue05]. Eine schematische Übersicht der Mechanismen ist in

Abbildung 2.3 nach [Ale09] gezeigt.
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Fluktuationen
q ′ → p ′

Entropiewellen s′

( f , g )
( f , g )

Abbildung 2.3: Mechanismus der Verbrennungsinstabilitäten in einer Gasturbinenbrenn-
kammer nach [Ale09]
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Bei der akustischen Betrachtung einer Gasturbinenbrennkammer wird in die

Zufuhrseite von Luft und Brennstoff sowie in den Bereich der Brennkammer

unterschieden. Die Bereiche sind in Form von Schnelle- (Geschwindigkeit)

und Druckschwankungen u′ und p ′ akustisch miteinander gekoppelt [Ale09].

Die akustischen Eigenschaften werden bei den betrachteten niedrigen Fre-

quenzen anhand von vorwärts ( f ) und rückwärts (g ) laufenden Wellen, auch

Riemann-Invarianten genannt, beschrieben [PHV97].

Eine geringe Störung des Strömungsfeldes am Ausgang des Drallerzeugers

verursacht Fluktuation der Flammenoberfläche. Diese induzieren Schwank-

ungen der Wärmefreisetzung q ′. Dadurch kommt es zu Fluktuationen bei der

Volumenausdehnung, was Druckschwankungen erzeugt [SBG+04, DSDC06].

Diese Fluktuation werden in Form von f und g mit Schallgeschwindigkeit

zum Brennkammerende transportiert und dort zur Flammenzone zurück re-

flektiert. Die Stärke der reflektierten Wellen ist dabei abhängig von den akus-

tischen Randbedingungen des Brennkammeraustritts. Generell ist das Aus-

maß jedoch sehr gering im Vergleich zum turbulenten Verbrennungslärm der

Flammenfront und beeinflusst nicht direkt die Wärmefreisetzungsfluktuatio-

nen. Stattdessen wandern die akustischen Wellen stromauf durch den Bren-

ner ins Plenum und modulieren dort die Brennstoff- und Luftzufuhr. Auch

hier ist das Ausmaß von den akustischen Randbedingungen der Zufuhrseite

abhängig [Ale09, Sat10]. Die zurück transportierten akustischen Wellen indu-

zieren Schwankungen der Geschwindigkeit u′ und des Äquivalenzverhältnis-

ses φ′ im Brenner. Es ergibt sich somit ein geschlossener Wechselwirkungs-

kreis, da diese Störungen wiederum die Wärmefreisetzung beeinflussen kön-

nen.

Die Geschwindigkeitsfluktuationen können bereits vorhandene Scher-

schichtstörungen, die beispielsweise durch Strömungsablösung entstehen,

verstärken. Es treten großskalige kohärente Wirbel auf, deren lokale Ver-

brennung die Turbulenz der Strömung verstärken können. Die kohärenten

Wirbelstrukturen werden mit der Hauptströmung transportiert und indu-

zieren zudem Schwankungen der Flammenoberfläche [SEP+89, PWG98].

Schwankungen des Äquivalenzverhältnisses φ′ beeinflussen deutlich die

Wärmefreisetzungsrate in der Flammenzone. Lieuwen et al. [LTJZ01] zei-

gen, dass die Fluktuationen von φ′ sowie die Verbrennung bei kohärenten

Wirbelstrukturen bei mageren Vormischbrennern eine deutliche destabi-

lisierende Wirkung auf die thermoakustischen Eigenschaften des Systems

13



2 Grundlagen und Stand der Technik

haben. Schuermans et al. [SBG+04] bestätigen diese Erkenntnis. In einer

kombinierten experimentellen und theroretischen Analyse untersuchen sie

die Thermoakustik eines drallstabilisierten Vormischbrenners in Maschinen-

größe. Sie entwickeln ein Modell zur Beschreibung der thermoakustischen

Interaktionen, das sowohl den Einfluss des Äquivalenzverhältnisses als auch

die Wirbelstärke der Strömung berücksichtigt. Die Fluktuationen der Wär-

mefreisetzung erzeugen Temperaturschwankungen, die in Fluktuationen

von Entropiewellen s ′ resultieren. Es entstehen lokale Dichtefluktuationen,

welche mit dem akustischen Feld interagieren können [Sat03]. Je nach

Phasenlage von Wärmefreisetzung und Druckschwankungen nehmen die

Verbrennungsinstabilitäten zu oder ab (siehe dazu Gleichung 2.2). Tur-

bulenter Verbrennungslärm wird auch ohne akustische Rückkopplung im

Form eines breitbandigen Lärmpegels aufgrund der lokalen Fluktuation der

Wärmefreisetzung erzeugt. Bei vorgemischten Flammen ist dabei die lokale

zeitliche Änderung der Flammenoberfläche die Quelle des Verbrennungs-

lärms [Sat10]. Wäsle gibt in [Wäs07] einen ausführlichen Überblick über

Verbrennungslärm bei turbulenten Vormischflammen.

Zur Analyse und Beschreibung der Thermoakustik in Brennkammern statio-

närer Gasturbinen werden verschiedene theoretische und experimentelle An-

sätze verwendet, die zusammenfassend in der Arbeit von Alemela [Ale09] be-

schrieben werden. Gasturbinen sind komplexe thermoakustische Systeme,

die durch Netzwerkmodelle vereinfacht dargestellt werden können. Dabei

wird das akustische System in einzelne Elemente zerlegt, deren Eigenschaf-

ten mathematisch durch eine sogenannte Transfermatrix beschrieben wer-

den können. Die Transfermatrix verknüpft die Frequenzspektren von in das

System einlaufenden mit aus dem System auslaufenden Signalen. Die einzel-

nen Elemente werden durch die akustischen Variablen u′ und p ′ miteinander

gekoppelt. Aufgrund der Komplexität wird die Brennertransfermatrix dabei

meist beim Betrieb ohne Verbrennung bestimmt. Die Flammentransferfunk-

tion (FTF) wird durch Bestimmung des Übertragungsverhaltens zwischen

akustischer Schnelle am Brennermund und integraler Wärmefreisetzung er-

mittelt. Bei der Integration ins Netzwerkmodell werden die Transfermatrizen

von Brenner und Flamme kombiniert. Fischer [Fis04] gibt einen ausführlichen

Überblick über die Netzwerkmodellierung. Basierend auf dem Netzwerkmo-

dell können nun Stabilitätsuntersuchungen des akustischen Systems durch-

geführt werden [PPS97]. Neben der experimentellen Ermittlung der akusti-
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schen Systemvariablen lassen sich auch mittels CFD6-Berechnung die akusti-

schen Eigenschaften eines Verbrennungssystems bestimmen. In den Arbeiten

von Polifke, Paschereit et al. [PP98a, PP98b, PPSM02] sind die experimentelle

und theoretische Bestimmung der Transfermatrizen für Gasturbinenbrenner

mit magerer Vormischung gezeigt.

2.1.2 Magere Löschgrenze

Die vorgemischte drallstabilisierte Verbrennung nahe der mageren Lösch-

grenze bietet ein sehr hohes Potential für Ultra-Low-NOx-Verbrennung. Ins-

besondere bei stationären Gasturbinen wird zur Einhaltung von niedrigen

Emissionsniveaus eine Magerverbrennung gasförmiger Brennstoffe (DLE)

technisch umgesetzt. Aufgrund der relativ langen Zündverzugszeit von Erdgas

kann die Luft mit dem Brennstoff vorgemischt werden und es können niedri-

ge Verbrennungstemperaturen erzielt werden. Der NOx-arme Betriebsbereich

bei der ungestuften Magerverbrennung beschränkt sich jedoch auf Bereiche

mit einem Äquivalenzverhältnis um φ≈ 0.5 (siehe Abbildung 2.4) [Joo06].
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Abbildung 2.4: Betriebsbereich einer DLE-Brennkammer nach [Joo06]

Das Potential für niedrige NOx-Emissionen hängt bei der Magerverbren-

nung vor allem von der Homogenität der Brennstoff-Luft-Mischung ab (sie-

he dazu auch Abschnitt 2.3). Minimale NOx-Werte erfordern eine sehr ho-
6 engl.: CFD - computational fluid dynamics
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2 Grundlagen und Stand der Technik

he Mischungsqualität, was in Abbildung 2.5 illustriert ist. In der technischen

Anwendung verursachen lokale Schwankungen des Äquivalenzverhältnisses

Fluktuationen der Wärmefreisetzung. Dies hat einen nachteiligen Effekt auf

die NOx-Emissionen und kann die Flammenstabilität beeinflussen [Joo06].
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Abbildung 2.5: Abhängigkeit der NOx-Bildung von der Gasgemischtheit S nach [Joo06]

Der Betriebsbereich der mageren Vormischverbrennung befindet sich nahe

der mageren Löschgrenze (LBO)7. Bei Annäherung des Äquivalenzverhält-

nisses an die magere Löschgrenze reißt die Flammenfront aufgrund stärker

werdender lokaler Löschvorgänge immer mehr auf. Lokales Flammenlöschen

wird dabei vor allem durch Ungemischtheiten der Reaktanden verursacht

und vermindert die kontinuierliche Zündung bis ein globales Flammenlö-

schen eintritt. Aufgrund lokaler Fluktuationen der Wärmefreisetzung können

verbrennungsinduzierte Pulsationen auftreten. Diese können unter anderem

durch kohärente Strömungsstrukturen oder durch die lokalen Ungemischt-

heiten in der Flammenfront induziert werden [Sat10].

Bisher gibt es nur wenige experimentelle Studien [CA96, LNZ98, VPS+99],

die den Einfluss des Äquivalenzverhältnisses auf Verbrennungsinstabilität-

en nahe der mageren Löschgrenze untersuchen. Lieuwen et al. [LNZ98] zei-

gen, dass insbesondere die Ungemischheit der Reaktanden einen massiven

Anstieg der Wärmefreisetzungsschwankung hervorruft. Diese Schwankungen

können als Trigger für Verbrennungsinstabilitäten fungieren. In [LZ98] ent-
7 engl.: LBO - lean blowout
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2.1 Stationäre Gasturbinen

wickeln Lieuwen et al., basierend auf der Arbeit von [LNZ98], ein theoreti-

sches Modell, um das Auftreten dieser Verbrennungsinstabilitäten in LNGT

vorhersagen zu können. Bei der Modellierung ist die genaue Beschreibung der

Randbedingungen wesentlich. Die Schwankungen des Äquivalenzverhältnis-

ses, die eine Erhöhung der Wärmefreisetzungsschwankungen verursachen,

sind bei mageren Betriebsbedingungen deutlich höher als bei stöchiometri-

schen. Sind diese Fluktuationen in Phase mit den lokalen Druckpulsationen,

so verstärken sich die Verbrennungsinstabilitäten (siehe auch Abschnitt 2.1.1).

Die Modellbildung wird durch experimentelle Ergebnisse von Richards et

al. [RJ98] bestätigt. Cohen et al. [CA96] berichten, dass bei Annäherung an

die magere Löschgrenze Verbrennungsinstabilitäten auftreten. Diese sind bei

sinkendem Äquivalenzverhältnis unter anderem in einer stärker werdenden

Veränderung der Flammenfront sichtbar. Form und Position der Flammen-

front fluktuieren so stark, dass die Verbrennung destabilisiert wird und es bis

hin zum Flammenlöschen kommen kann. Die auftretenden niederfrequent-

en Schwingungen besitzen dabei eine große Amplitude. Muruganandam et

al. [MNS+05] zeigen in ihren Studien, dass das magere Flammenlöschen von

Fluktuationen des lokalen Äquivalenzverhältnisses und demzufolge Wärme-

freisetzungsschwankungen beeinflusst ist. In [CGTM89, SLS96] werden, ins-

besondere unter schlechten Mischungsbedingungen, erhöhte Verbrennungs-

schwingungen nahe der mageren Löschgrenze identifiziert. Diese Fluktuatio-

nen können von transienten Effekten wie Strömungsinstabilitäten und groß-

skaligen turbulenten Strukturen überlagert werden.

Die Abhängigkeit der Emissionen und Pulsationen vom Betriebsbereich ist

nach [SUG+06, Boy12] in Abbildung 2.6 illustriert. Es sind sowohl die NOx-

Emissionen als auch die CO-Emissionen in Abhängigkeit von der Flammen-

temperatur aufgetragen. Ein mageres Verbrennungsregime weist geringere

Flammentemperaturen auf. Mit steigender Flammentemperatur bzw. fetter

werdenden Verbrennungsregime steigen die NOx-Emissionen deutlich an. Die

Pulsationen sind hingegen nahe der mageren Löschgrenze am höchsten und

reduzieren sich mit fetter werdender Verbrennung. Das Betriebsfenster von

stationären Gasturbinen ergibt sich beim Betrieb nahe der mageren Lösch-

grenze demnach aus dem Kompromiss von niedrigem Emissions- und Pulsa-

tionsniveau.
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Abbildung 2.6: Emissionsbildung und Betriebsbereich bei magerer Vormischung nach
[SUG+06, Boy12]

2.1.3 Kühlluft bei stationären Gasturbinen

In stationären Gasturbinen wird ein Teil der Hauptluft, die den Kompressor

verlässt, vor dem Eintritt in die Brennkammer für Kühlungszwecke der Bau-

teile abgezweigt. Bei der technischen Auslegung von Brennkammern wird ent-

weder die offen oder die geschlossen gekühlte Brennkammer umgesetzt. Bei

der offen gekühlten Brennkammer wird die Kühlluft direkt über die Flammen-

rohrwand eingeleitet. Bei der geschlossenen Kühlung wird die Luft über eine

Prallkühlung in konvektive Kühlkanäle der Brennkammerwand geleitet. An-

schließend wird die Kühlluft der Brennerluft zugegeben. Diese Anordnung

resultiert jedoch in einem höheren Gesamtdruckverlust der Brennkammer

[KHE10]. Bei Gasturbinen mit Mehrbrenneranordnung und Silobrennkam-

mern wird allgemein unterschieden zwischen [DHK07]:

• Prallkühlung der Brennerstirnseite

• Kühlung der äußeren Frontplatte in der die Brenner befestigt sind

• Brennerzwischenraumkühlung8

• Linerkühlung der Brennkammerwände

8 engl.: leakage air
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2.1 Stationäre Gasturbinen

Diese Arbeit untersucht den Effekt der Brennerstirnseitenkühlung, welche

hier allgemein als Frontplattenkühlung bezeichnet wird. In der Maschinenan-

wendung wird die Stirnseite der Drallbrenner durch Prallkühlung von strom-

auf gekühlt. Die verwendete Kühlluft wird danach durch Öffnungen nahe des

Brenneraustrittes kontrolliert in die Primärzone der Brennkammer eingelas-

sen. In Abbildung 2.7-(a) ist beispielhaft die Brennerfront einer Silobrenn-

kammer gezeigt. Es sind deutlich die Kühlluftschlitze am Brenneraustritt er-

kennbar, durch die die verwendete Prallkühlungsluft in die Brennkammer

geleitet wird. Desweiteren sind die Öffnungen der Frontplattenkühlung im

Außenbereich der Brennerfrontplatte sowie die Kühlöffnungen der Brenn-

erzwischenräume gekennzeichnet. Ein Detailschema der Prallkühlung ist in

Abbildung 2.7-(b) skizziert. Die Kühlluft wird auf der Plenumsseite durch die

Prallkühlungslöcher gezielt auf die Frontkacheln geleitet. Die erhitzte Kühl-

luft wird dann durch Zwischenraumöffnungen bzw. Kühlluftöffnungen kon-

trolliert in die Brennkammer eingeleitet. Abbildung 2.7-(c) zeigt das charakte-

ristische Flammenbild einer Silobrennkammer bei magerer Verbrennung.

(a): Brennerfront
(b): Prallkühlung

(c): Flammenbild

Kühlluftschlitz,
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Kühlung,
äußere
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Heißgasseite,
Brennkammer
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Strömungs-
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Zwischenraum-
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Abbildung 2.7: Brennermatrix der Silobrennkammer Alstom GT11N - (a): Brennerfront
[MHGG12], (b): Schema der Prallkühlung nach [FKB+09], (c): Flammenbild
[KHE10])
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2 Grundlagen und Stand der Technik

Diese Arbeit ist auf den Einfluss der Kühlluft auf die Verbrennung in der Pri-

märzone fokussiert. Bei der gestalterischen Umsetzung im Prüfstand wurde

daher auf die Implementierung der Prallkühlung verzichtet und die Kühlluft

direkt nach der Abzweigung von der Hauptströmung durch die Kühlluftöff-

nungen in der Frontplatte in die Brennkammer geleitet. Da in dieser Arbeit

nur ein Einzelbrenner untersucht wird, wird hier mit Frontplatte die Stirnseite

des Brenners bezeichnet, die die Eintrittsebene der Brennkammer bildet. Bei

der technischen Anwendung wird die vom Kompressor zur Verfügung gestell-

te Gesamtluftmenge in Kühlluft und Verbrennungsluft aufgeteilt [FKB+09]. In

Anlehnung daran wird auch in den im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten

Versuchen die Gesamtluft ṁg es unterteilt in:

ṁg es = ṁB +ṁK = const. (2.3)

Dabei ist ṁB die Brennerhauptluft, die durch den Brenner geführt wird und

ṁK ist die Kühlluft, die durch die Kühlluftinjektoren geleitet wird. Die Gesamt-

luftmenge ṁg es ist konstant. Eine Variation des Kühlluftmassenstroms beein-

flusst somit auch immer die Menge der Brennerhauptluft. Die zur Verfügung

stehende Kühlluft ist somit begrenzt, da ein Anstieg der Kühlluftmenge eine

Reduktion der Brennerhauptluft zur Folge hat.

Kühllufteindüsung beim Betrieb nahe der mageren Löschgrenze

Die in die Primärzone eingedüste Kühlluft mischt sich teilweise mit der Drall-

strömung der vorgemischten Reaktanden aus dem Brenner bevor die Verbren-

nungsreaktion abgeschlossen ist. Dies reduziert das effektive Äquivalenzver-

hältnis der Flamme und kann dabei durch die Abmagerung einen vorteilhaf-

ten Effekt auf die entstehenden NOx-Emissionen haben. Gleichzeitig erhö-

hen Fluktuationen des Äquivalenzverhältnisses in der Flamme, die von der

Kühllufteindüsung hervorgerufen werden, potentiell die Wärmefreisetzungs-

schwankungen und beeinflussen somit die Flammenstabilität. Diese Effekte

wurden bisher noch nicht ausführlich untersucht. Es wird jedoch allgemein

angenommen, dass die zusätzliche Verdünnung der Primärzone die Wärme-

freisetzungsschwankungen verstärken und diese einen größeren Einfluss auf

die Verbrennungsstabilität ausüben als die Ungemischtheit des Brennstoff-

Luft-Gemisches der Brennerdrallströmung. Es gilt nun zu klären, ob die Vor-

teile der direkten Kühllufteindüsung überwiegen oder ob die Kühllufteindü-
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2.2 Charakterisierung turbulenter Strömung

sung einen negativen Effekt auf die Verbrennung ausübt. Von besonderem In-

teresse ist es, ob das Äquivalenzverhältnis in der Flammenzone nahe der ma-

geren Löschgrenze weiter reduziert werden kann, ohne dass Verbrennungsin-

stabilitäten auftreten.

2.2 Charakterisierung turbulenter Strömung

In Abhängigkeit von den vorherrschenden Trägheits- und Zähigkeitskräften

werden Strömungen in turbulent oder laminar unterteilt, wobei die Unter-

teilung basierend auf der charakteristischen Kenngröße der Reynolds-Zahl

(Re = u L/ν) erfolgt. Turbulente Strömungen sind durch eine hohe Reynolds-

zahl, stochastische Geschwindigkeitsfluktuationen in Raum und Zeit, sowie

der Bildung und Dissipation von Wirbelstrukturen gekennzeichnet [TL72].

Zur Charakterisierung turbulenter Strömung werden in dieser Arbeit experi-

mentelle Messdaten statistisch ausgewertet. Nachfolgend werden die Grund-

lagen der hier verwendeten Methoden wiedergegeben. Neben den zeitlichen

und räumlichen Mittelwerten interessieren vor allem die Schwankungsgrö-

ßen, um die instationären Strömungscharakteristiken zu beschreiben.

Standardabweichung

Die Schwankungsintensität einer turbulenten Strömung u′ werden durch

den zeitlichen Mittelwert und die zugehörige Standardabweichung der Strö-

mungsgröße (hier: Geschwindigkeit u) charakterisiert. Die Standardabwei-

chung σ zum Mittelwert u ist der mittlere quadratische Fehler der Einzelmes-

sungen und ist definiert als:

σ=

√

1

n −1

n
∑

i=1

(

ui −u
)2

. (2.4)

Der zeitliche Mittelwert u ergibt sich dabei aus der Mittelung aller n Einzel-

werte ui .
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Turbulenzintensität

Eine weitere charakteristische Größe zur Beschreibung turbulenter Strö-

mungseigenschaften ist die Turbulenzintensität der Strömung. Dazu werden

die Summen der Fehlerquadrate (RMS)9 der fluktuierenden axialen u′
ax und

radialen u′
r ad Geschwindigkeitskomponenten berechnet:

RMSuax ur ad
=

√

0.5
(

u′2
ax +u′2

r ad

)

. (2.5)

Die Turbulenzintensität ergibt sich dann aus der normierten Schwankungs-

größe:

Tu =
RMSuax ur ad

ur e f
. (2.6)

Turbulente Skalen

Turbulente Strömungen können durch charakteristische Längen- und Zeit-

maße, den turbulenten Skalen, charakterisiert werden. Dabei beschreiben die

Längenmaße die geometrische Ausdehung der Wirbel und die korrespondie-

renden Zeitmaße die Zeit einer Wirbelumdrehung. Der Energiegehalt, der in

der turbulenten Bewegung einer Strömung enthalten ist, wird als turbulente

kinetische Energie k bezeichnet. Unter der Annahme von isotroper Turbulenz

wird diese nach Peters [Pet00] definiert als:

k =
3

2
u′2 . (2.7)

In turbulenten Strömungen findet ein stetiger Transfer der kinetischen Ener-

gie von großen Wirbelstrukturen zu kleineren Wirbelklassen statt. Durch

Scherung zerfallen große Wirbel immer weiter zu kleineren Wirbeln. Bei

den kleinsten Wirbeln geht die kinetische Energie durch viskose Dissipati-

on ǫ in innere Energie der Strömung über. Es herrscht dabei ein statistisches

Gleichgewicht zwischen der Produktion großer Wirbel und dem Zerfall klei-

ner Wirbel. Dies wird als Hypothese der Wirbelkaskade bezeichnet und ist in

Abbildung 2.8 illustriert. Die Größe der Wirbel wird durch charakteristische

Längenmaße nach Peters [Pet00] und Turns [Tur00] beschrieben.
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Abbildung 2.8: Wirbelzerfall in einem Kaskadenprozess nach [Por03]

Das Spektrum der Wirbelgrößen ist durch das größte geometrische Längen-

maß der Strömung L und dem Kolmogorov-Längenmaß lK der kleinsten auf-

tretenden Wirbel beschränkt. Die Energiedichte der Wirbel nimmt exponen-

tiell mit der Wellenzahl κ ab, wobei folgende proportionale Beziehung gilt:

E(κ) ∼ κ−5/3 . (2.8)

Die Verteilung der turbulenten kinetischen Energie lässt sich mittels der soge-

nannten Energiekaskade in Abbildung 2.9 schematisch darstellen. Die Ener-

giedichte ist in Abhängigkeit von der Wirbelgröße aufgetragen und reicht vom

integralen Längenmaß l0 bis zum Kolmogorov-Längenmaß lK . Die charak-

teristische Länge L ist das größte Längenmaß und beschreibt den größten

möglichen Wirbel. Im Allgemeinen ist dieses Längenmaß durch die Geome-

trie bestimmt und ist hier der Brenneraustrittsdurchmesser Db. Das integra-

le Längenmaß l0 beschreibt die mittlere Größe der Wirbel, die den höchsten

Energiegehalt an turbulenter kinetischer Energie beinhalten. Diese Wirbel be-

sitzen eine geringe Frequenz und große Wellenzahl κ. Das integrale Längen-

maß ist kleiner als L, liegt aber in der gleichen Größenordnung. Das integrale

Längenmaß lässt sich mit dem Integral der Korrelationsfunktion nach Peters

[Pet00] beschreiben:

l0 =

∫∞

0
f (r, t ) dr , (2.9)

9 engl.: RMS - Root Mean Square
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Abbildung 2.9: Schematische Darstellung des turbulenten Energiespektrums als Funktion
der Wellenzahl κ nach [Pet00]

mit

f (r, t ) =
u′(0, t ) u′(r, t )

u′2(t )
. (2.10)

Das korrespondierende charakteristische Zeitmaß ist definiert als die notwen-

dige Zeit für eine Umdrehung eines Wirbels des Durchmessers l0 mit einer

Geschwindigkeit von u′. Es lässt sich auch als das Verhältnis der turbulenten

kinetischen Energie k zur Dissipationsrate ǫ beschreiben:

τt =
l0

u′
=

k

ǫ
. (2.11)

Basierend darauf lässt sich die turbulente Reynoldszahl definieren als:

Ret =
u′ l0

ν
. (2.12)

Das Kolmogorov-Längenmaß lK beschreibt die kleinsten in turbulenten Strö-

mungen auftretenden Wirbel. Die viskosen Kräfte sind bei der turbulenten Be-
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wegung diser Wirbel ähnlich den Trägheitskräften. Die Dissipation der turbu-

lenten kinetischen Energie in innere Energie der Strömung erfolgt aufgrund

von Viskositätseffekten. Das Längenmaß ist definiert als:

lK =

(

ν3

ǫ

)1/4

(2.13)

Das korrespondierende Zeitmaß ist:

τK =
(ν

ǫ

)1/2
. (2.14)

Das Taylor-Längenmaß lλ ist ein Zwischenmaß zwischen integralem und

Kolmogorov-Längenmaß:

lλ =
u′

[

(

∂u
∂x

)2
]1/2

=

(

15 ν
u′2

ǫ

)1/2

. (2.15)

Der Zusammenhang zwischen integralem und Kolmogorov-Längenmaß lässt

sich wie folgt darstellen:

l0

lK
= Re3/4

t . (2.16)

Zwischen dem integralem und Taylor-Längenmaß gilt folgender Zusammen-

hang:

l0

lλ
= Re1/2

t . (2.17)

Zwischen integralem und Kolmogorov-Zeitmaß lässt sich zudem folgende

Verbindung formulieren:

τK

τt
= Re−1/2

t . (2.18)
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Die Längen- und Zeitmaße der im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Strö-

mungsmessungen werden in Kapitel 5 abgeschätzt.

Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (PDF)

Eine quantitative Analyse zeitlicher und räumlicher Schwankungsgrößen ei-

ner turbulenten Strömung bietet die Ermittlung der Wahrscheinlichkeits-

dichtefunktion (PDF)10 nach Tennekes und Lumley [TL72]. Dabei wird die

zeitliche und räumliche Häufigkeitsverteilung einer Strömungsgröße Z (~r , t )

anhand der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion PDF (Z ) abgebildet. PDF (Z )

beschreibt, mit welcher Wahrscheinlichkeit die Größe Z (~r , t ) innerhalb eines

Intervalls zwischen Z0 und Z0 +∆Z zu finden ist:

PDF (Z0 < Z (~r , t ) < Z0 +∆Z ) =

∫Z0+∆Z

Z0

PDF (Z ) d Z . (2.19)

PDF (Z ) ist stets positiv, so dass die Summe aller Werte von PDF (Z ) für alle Z
eins ergeben muss:

PDF (Z ) ≥ 0,

∫∞

−∞

PDF (Z ) d Z = 1 . (2.20)

Im Rahmen dieser Arbeit werden vor allem die Wahrscheinlichkeitsdichten

der Mischungsfluktuationen von Brennstoff bzw. Kühlluft ermittelt, um die

Qualität der Einmischung zu beurteilen [WMD06, Sat10]. In Abbildung 2.10

ist von daher beispielhaft der Mischungsbruch (0 ≤ Z ≤ 1) an verschiedenen

Positionen stromab einer Brennstoffeindüsung dargestellt.

Die PDFs weisen für Bereiche, in denen nur Brennstoff (Z = 1) bzw. nur Luft

(Z = 0) vorliegt, ein Maximum von PDF (Z ) = 1 auf. Stromab der Eindüsung-

stelle bildet sich die Mischungskonzentration aus. Durch Bereitstellung ei-

ner zusätzlichen Mischlänge bauen sich die Mischungsfluktuationen weiter

ab. Eine für das Erreichen minimaler NOx-Emissionen notwendige Feinmi-

schung ist bei einer Fluktuation der Mischungskonzentration von 5-10% er-

reicht [Sat10]. Die Breite des PDF-Peaks ist dabei ein Indikator für die Schwan-

kungsverteilung: Je schmaler der Peak verläuft, desto geringer sind die Fluk-

tuationen.
10 engl.: PDF - Probability Density Function
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2.3 Stickoxide
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Abbildung 2.10: Schematische Darstellung der Mischungsfluktuationen (PDFs) an verschie-
denen Positionen in einem turbulenten Freistrahl nach [WMD06, Sat10]

2.3 Stickoxide

In dieser Arbeit werden Stickoxidemissionen (NOx) gemessen und zur Be-

urteilung des Kühllufteinflusses herangezogen. Als Interpretationsgrundlage

werden in diesem Abschnitt die einzelnen Bildungsmechanismen zur Entste-

hung von Stickoxiden zusammenfassend erläutert. Eine detaillierte Darstel-

lung der Verbrennungsprozesse mit den einzelnen Bildungsmechanismen der

Stickoxide sind in [HS00, Tur00, Joo06, WMD06, Sat10] zu finden. Prinzipiell

wird zwischen den in Abbildung 2.11 aufgeführten typischen Reaktionspfa-

den unterschieden.

Thermisches NO (Zeldovich-Mechanismus)

Thermisches NO wird bei der Oxidation von Stickstoff bei hohen Temperatu-

ren in mageren Verbrennungszonen (0.9 >φ> 0.6) gebildet. Die Elementarre-

aktionen dieses Mechanismus, welche von Zeldovich postuliert wurden, sind:
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Therm. NO
Zeldovich

Prompt NO
Fenimore

N2O

brennstoffgebundener N
NO

T

mager fett φφ= 1.0

Abbildung 2.11: Typische NO-Bildungspfade nach [Joo06]

O+N2
k1
−→ NO+N (2.21)

N+O2
k2
−→ NO+O (2.22)

N+OH
k3
−→ NO+H . (2.23)

Aufgrund der starken Dreifachbindung des N2-Moleküls in Gleichung 2.21 ist

eine sehr hohe Aktivierungsenergie notwendig, so dass die Reaktion erst bei

hohen Temperaturen (>1800 K) ausreichend schnell abläuft. Der Geschwin-

digkeitskoeffizient k1 ist temperaturabhängig, so dass die Reaktion nach

Gleichung 2.21 der geschwindigkeitsbestimmende Schritt ist. Der Zeldovich-

Mechanismus zur Bildung von NO spielt demnach erst bei hohen Tempera-

turen, hohen Verweilzeiten und ausreichend hoher Sauerstoffkonzentration

eine signifikante Rolle.

Promptes NO (Fenimore-Mechanismus)

Der nach Fenimore benannte Mechanismus zur Entstehung von promptem

NO lautet:

ր NO

CH+N2 −→ HCN+N −→ . . .

ց N2

(2.24)
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2.3 Stickoxide

Promptes NO wird demnach durch die Reaktion von atmosphärischem

Stickstoff mit Kohlenwasserstoffradikalen in der Flammenfront gebildet, wo-

bei die Bezeichnung „prompt“ von der schnellen NO-Formation herrührt.

Die Bildung von promptem NO spielt vor allem in fetten Flammenzonen

(1.0 <φ< 1.6) eine Rolle und ist bereits bei niedrigen Temperaturen (1000 K)

möglich.

NO-Bildung aus Distickstoffoxid N2O

Die Bildung von NO über den N2O-Mechanismus verläuft ähnlich wie beim

thermischen Mechanismus, bei dem ein O-Molekül den molekularen Stick-

stoff attackiert. Durch die Anwesenheit eines dritten Moleküls M entsteht

N2O, welches weiter zu NO reagiert:

N2 +O+M −→ N2O+M −→ . . . −→ 2NO . (2.25)

Unter hohem Druck kommt es bereits bei niedrigen Temperaturen und mage-

ren Bedingungen (φ< 0.66) zur Bildung von NO über den N2O-Mechanismus,

der nur eine geringe Aktivierungsenergie benötigt. Niedrige Temperaturen

können die Bildung von NO über den Zeldovich-Mechanismus unterdrücken,

wohingegen magere Bedingungen den Fenimore-Mechanismus hemmen.

Von daher ist der N2O-Mechanismus die Hauptquelle bei der NO-Entstehung

in der mageren vorgemischten Verbrennung von stationären Gasturbinen

[Cor92].

NO-Bildung aus Brennstoff-Stickstoff

Bei diesem Mechanismus wird der im Brennstoff gebundene Stickstoff im

Laufe der Reaktion abgespalten. NO wird über die Zwischenprodukte HCN

und NH3 gebildet. Dieser Mechanismus trägt vor allem bei der Verbrennung

von Kohle, die ungefähr zwei Massenprozent gebundenen Stickstoff enthält,

entscheidend zur Bildung von NO bei. Bei der Verbrennung von gasförmigen

Brennstoffen11 spielt dieser Bildungsmechanismus keine Rolle, da kein bzw.

nur geringe Mengen an Stickstoff in der Molekülstruktur des Brennstoffes ge-

bunden sind.

11 in dieser Arbeit: Methan
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2 Grundlagen und Stand der Technik

Bildung von Stickstoffdioxid NO2

NO2 entsteht durch die Oxidation von NO:

NO+HO2 ⇋NO2 +OH (Bildung) (2.26)

NO2 +H⇋NO+OH (Zerstörung) (2.27)

NO2 +O⇋NO+O2 (Zerstörung) (2.28)

Die HO2-Radikale werden in Regionen niedriger Temperatur (unter 1200 K)

gebildet. NO2 entsteht, wenn NO-Moleküle von Regionen mit höheren Tem-

peraturen in HO2-reiche Regionen niedriger Temperaturen transportiert

werden. In heißen Zonen wird NO2 aufgrund der Zerstörungsreaktionen

(Gleichung 2.27 und Gleichung 2.28) jedoch schnell wieder zu NO reduziert.
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3 Versuchsaufbau

Üblicherweise wird bei der Entwicklung von Gasturbinenbrennern nach der

theoretischen Auslegung und Modellbildung schrittweise ein experimentel-

les Entwicklungsprogramm durchlaufen. Die Untersuchungen in dieser Ar-

beit zum Einfluss der Kühllufteindüsung auf das Betriebsverhalten orien-

tieren sich an der von Zajadatz et al. [ZLB+07] vorgestellten Vorgehens-

weise: Zunächst werden isotherme Untersuchungen zur Charakterisierung

von Strömungs- und Mischungseigenschaften im Wasserkanal durchgeführt.

Basierend auf den Ergebnissen erfolgen Einzelbrennerstudien unter atmo-

sphärischen Bedingungen. Anschließend erfolgen Untersuchungen im Hoch-

druckversuchsstand und Tests mit der gesamten Gasturbine, welche in die-

sem Projekt vom Industriepartner durchgeführt werden und nicht Teil dieser

Arbeit sind. Im Rahmen dieses Entwicklungsprozesses wird die Anzahl der be-

trachteten Untersuchungsobjekte und -varianten sukzessive verringert.

In diesem Kapitel werden zunächst die verwendeten Brennergeometrien

und deren Funktionsprinzipien in Abschnitt 3.1 vorgestellt. Die Strömungs-

und Mischungsfelder der beiden untersuchten Brenner werden im Detail in

Kapitel 5 präsentiert. In Abschnitt 3.2 wird anschließend der Versuchsauf-

bau des Wasserkanals zur Charakterisierung von Strömungseigenschaften be-

schrieben. Es folgt der Aufbau des atmosphärischen Verbrennungsprüfstand

in Abschnitt 3.3, mit dem das Verbrennungsverhalten untersucht wird.

3.1 Brennergeometrien

In dieser Arbeit werden zwei unterschiedliche Vormischbrenner untersucht.

Es wurde ein typischer drallstabilisierter EV-Brenner1 als Referenzbrenner

(RB) verwendet, um den aktuellen Stand der Technik beschreiben zu können.

Der Hauptteil der Untersuchungen wird mit einem generischen Brenner (GB)

1 engl.: (A)EV - (Advanced) Environmental friendly V-shaped burner, Bezeichnung für Alstom-Brenner
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3 Versuchsaufbau

durchgeführt, dessen Designgrundlagen im Rahmen der Arbeiten von Mayer

[May12] und Sangl [San11] entwickelt wurden.

3.1.1 Referenzbrenner

Ein bewährtes Brennerkonzept ist der von der Firma ABB (jetzt Alstom) in

den 1990er Jahren entwickelte EV-Brenner, der bis heute erfolgreich in sta-

tionären Gasturbinen eingesetzt wird. Das Brennerprinzip dieses aerodyna-

misch drallstabilisierten Vormischbrenners ist in [DKP+96, DEW+97, DHK07,

ZLB+07, KHE10] ausführlich beschrieben. Der Brenner besteht aus zwei paral-

lel zur Mittelachse verschobenen konischen Halbschalen. Es entstehen dabei

zwei tangentiale Schlitze, durch die die einströmende Verbrennungsluft ver-

drallt wird. Der Radius, auf dem die Luft tangential eintritt, nimmt mit der

Brennerlänge zu, so dass die relative Drallstärke der Strömung in axialer Rich-

tung ansteigt. Der Brenner ist so ausgelegt, dass die drallbehaftete Kernströ-

mung nahe des Brenneraustritts aufplatzt und eine innere Rezirkulationszo-

ne bildet. Diese zentrale Rückstromzone stromab des Wirbelaufplatzens sta-

bilisiert die Vormischflamme am Brenneraustritt ohne die Notwendigkeit ei-

nes Flammenhalters. Die stromauf des Wirbelaufplatzens stark beschleunig-

te Kernströmung fungiert als natürliche Rückschlagsbarriere und Sicherheit

gegen Selbstzündung. Dabei wird aufgrund der hohen Kerngeschwindigkeit

ein stromauf Propagieren der Reaktionszone verhindert. Die aerodynamische

Fixierung des Wirbelaufplatzens in der freien Strömung garantiert eine sta-

bile Position der Flammenwurzel. Das Funktionsprinzip des Brenners sowie

das Axialgeschwindigkeitsfeld im Drallerzeuger sind in Abbildung 3.1 darge-

stellt. Der gasförmige Brennstoff wird durch Bohrungen entlang der tangen-

tialen Schlitze quer in die einströmende Luft eingedüst. Es bildet sich somit

ein gleichförmiges Brennstoff-Luft-Gemisch aus, was die erwünschten niedri-

gen Emissionswerte ermöglicht. Je nach Anforderung ist auch ein Betrieb mit

Öl möglich, welches über eine zentrale Lanze axial eingedüst und zerstäubt

wird. Die gleichmäßigere Luftverteilung im Brennerkegel verhindert ein Auf-

schlagen der Öltropfen im Wandbereich. Um die in der heutigen Zeit geforder-

ten Emissionswerte einzuhalten, wurde der EV-alpha-Brenner entwickelt, der

über eine optimierte Brennstoffeindüsung verfügt [MHGG12]. Das isotherme

Strömungsfeld in der Brennkammer sowie die Brennstoffeinmischung des Re-

ferenzbrenners werden in Kapitel 5 im Detail vorgestellt.
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Abbildung 3.1: EV Brennerprinzip (rechts) und Axialgeschwindigkeitsfeld im Drallerzeuger
(links) nach [DHK07]

Eine geometrische Weiterentwicklung des EV-Brenners ist der AEV-Brenner.

Der AEV-Brenner ist ein Vierschlitzbrenner mit vier verschobenen Konuske-

geln und einem angefügten geraden Mischrohr [JRS+97, SRL+98]. Der AEV- ist

gegenüber dem EV-Brenner hinsichtlich eines möglichen Betriebes mit Öl als

Brennstoff optimiert. Die zusätzliche Mischstrecke des Mischrohres garantiert

eine vollständige Tropfenverdampfung und homogene Durchmischung. Das

zylindrische Mischrohr konserviert die Wirbeldynamik bis zum Brenneraus-

tritt. Die Flamme wird am Flächensprung beim Übergang in die Brennkam-

mer stabilisiert.

3.1.2 Generischer Brenner

Basierend auf den EV- und AEV-Brennern sowie den in weiteren Arbeiten an

der Technischen Universität München [Fri03, Krö03, Kie05, Bur09] gewon-
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3 Versuchsaufbau

nenen Erkenntnissen wurde von Sangl [San11] und Mayer [May12] ein gene-

rischer Drallbrenner mit verbesserter Feinmischung entwickelt. Die Grundla-

gen des Brenneraufbaus sind in einem Patent der Firma Alstom beschrieben

[Als08]. Nach Mayer [May12] galten folgende Anforderungen bei der Gestal-

tung des generischen Brenners:

• Reduktion des Strömungsquerschnitts in axialer Richtung

• Einbringen unverdrallter Luft in den Kernbereich der Strömung

• Drallströmung mit großem Wirbelkernradius (Festkörperwirbel)

• Drallströmung ohne lokale axiale Geschwindigkeitsdefizite

In dieser Arbeit wird eine hochskalierte Version des von Sangl [San11] und

Mayer [May12] entwickelten Brenners verwendet. In Abbildung 3.2 ist das

Funktionsprinzip des generischen Brenners abgebildet.

Schlitzluft

Schnitt A-A
axialer

Luftreinlass
Drall-

erzeuger

tangentiale

Drallschlitze

konisches

Mischrohr

A

A

Abbildung 3.2: Funktionsprinzip des generischen Brenners

Der Brenner besteht aus einem konischem Drallerzeuger mit vier tangentialen

Einlassschlitzen und einem angefügten konischen Mischrohr. Im Gegensatz

zum Referenzbrenner, bei dem die tangentiale Einströmung aufgrund der ver-

schobenen Halbschalen radial ins Brennerzentrum gedrückt wird, wird beim

generischen Brenner keine radiale Komponente im Drallerzeuger durch die

tangentialen Einlassschlitze aufgeprägt. Die Position der Rückstromzone, die

sich außerhalb des Mischrohres befindet, kann durch den axialen Luftein-

lass des Drallerzeugers eingestellt werden. Eine Schnittdarstellung entlang

34



3.1 Brennergeometrien

der Brennermittelachse mit dem sich ausbildenden charakteristischen Strö-

mungsfeld ist in Abbildung 3.3 dargestellt.

Lufteinlass Drallerzeuger Mischrohr Brennkammer

Luft

Luft

ORZ

IRZ

ORZ

SP

ORZ: äußere Rezirkulationszone
IRZ: innere Rezirkulationszone
SP: Stagnationspunkt

Db

Abbildung 3.3: Schnittdarstellung durch den generischen Brenner

Die geometrischen Abmaße werden in dieser Arbeit mit dem Durchmesser

des jeweiligen Brenneraustrittes Db normiert. Am Flächensprung des Über-

ganges von Mischrohr zu Brennkammer tritt das Wirbelaufplatzen der ver-

drallten Brennerströmung auf. Es bildet sich dabei eine innere Rezirkulations-

zone (IRZ), die am Stagnationspunkt (SP) verankert ist, sowie gegenläufig ro-

tierende äußere Rezirkulationszonen (ORZ). Das aerodynamische Strömungs-

feld und Mischungsverhalten werden im Detail in Kapitel 5 durch Auswer-

tung von isothermen Messungen vorgestellt. Die Untersuchungen von Mayer

[May12] zeigen, dass der generische Brenner aufgrund seiner aerodynami-

schen Gestaltung über eine ausgezeichnete Rückschlagssicherheit verfügt.

Der generische Brenner ist so skaliert worden, dass der Druckverlust über

den Brenner dem des Referenzbrenners gleicht. Zwar weist der Referenzbren-

ner einen größeren Austrittsdurchmesser als der generische Brenner auf, je-

doch reicht die Flamme beim Referenzbrenner in den Brenner hinein (siehe

Abbildung 3.1). Dadurch wird ein Teil der Austrittsfläche für die Strömung ver-

sperrt, so dass die Durchsätze für beide Brenner trotz unterschiedlicher Aus-
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3 Versuchsaufbau

trittsdurchmesser ähnlich sind. Das Verhältnis der Austrittsdurchmesser zu-

einander beträgt Db,RB /Db,GB = 1.4.

3.2 Wasserkanal

Im Wasserkanal können im Vergleich zu Verbrennungsexperimenten bei ge-

ringerem Aufwand eine große Anzahl an Versuchsvariationen durchgeführt

werden. Die Flexibilität bei der Gestaltung des Versuchsaufbaus ist hoch und

die erzielte Datenqualität sehr gut bei gleichzeitig geringen Kosten. Die iso-

thermen Untersuchungen dieser Arbeit wurden am existierenden Wasserka-

nal des Lehrstuhls für Thermodynamik durchgeführt. Der im Detail in [San11]

beschriebene Aufbau wurde dazu erweitert und optimiert. Abbildung 3.4 stellt

schematisch den Aufbau des Wasserkanals mit der verwendeten Messtechnik

dar.

optionale

Kameraposition

Auslass

MessfeldLichtschnitt

Laser Filter

Lichtschnittoptik

(drehbar)

Kamera

Drallbrenner Einlass Haupt-

strömung

Abbildung 3.4: Schematischer Aufbau des Wasserkanals

Die Messstrecke hat einen rechteckigen Querschnitt von 3.04 Db × 3.28 Db mit

einer Gesamtlänge von 14.8 Db. Der Wasserkanal wird von unten nach oben
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3.2 Wasserkanal

durchströmt und bietet einen sehr guten optischen Zugang von allen vier Sei-

ten. Der Auslass ist seitlich angeordnet, so dass auch von oben die optische

Zugänglichkeit größtmöglich ist. Die Versuchsobjekte sind höhenverstellbar

im Kanal montierbar. Im Einlassbereich der Hauptströmung wird ein ausrei-

chender Druckverlust mittels Turbulenzgittern erzeugt, um die Strömung zu

homogenisieren. Je nach Bedarf können unterschiedliche Nebenströme va-

riabel angeschlossen werden. Im Rahmen dieser Arbeit kommen laseropti-

sche Messverfahren zum Einsatz, welche im Detail in Kapitel 4 beschrieben

werden. Je nach Ausrichtung von Laserschnitt und Kameraposition werden in

dieser Arbeit drei verschiedene Messebenen untersucht. Diese sind nachfol-

gend in Abbildung 3.5 dargestellt.

axiale Ebene

Brenneraustritt

axiale Ebene

Mischrohr

tangentiale Ebene

Brenneraustritt

Abbildung 3.5: Messebenen im Wasserkanal

Das Fließschema des Wasserkanals ist in Abbildung 3.6 gegeben. Es stehen

fünf Tanks mit einer Gesamtkapazität von 6.25 m3 zur Verfügung. Das Sys-

tem beinhaltet drei unabhängig voneinander geregelte, drehzahlgesteuerte

Pumpen P1, P2 und P3, deren Volumenströme mit den Durchflussmessern

V1, V2 und V3 bestimmt werden. V1 und V2 arbeiten nach dem magnetisch-

induktiven Prinzip und V3 ist ein Hall-Sensor. Die Tanks T1 und T2 speisen die

Hauptströmung. Je nach Messanwendung werden diese Tanks mit Seeding-

partikeln zur Strömungsuntersuchung (siehe Abschnitt 4.1) versetzt oder als

tracerfreie Strömung bei Mischungsstudien (siehe Abschnitt 4.2) verwendet.

Die Haupströmung kann in einem Bereich von 0− 50 m3/h eingestellt wer-

den. Der Nebenstrom simuliert in den Untersuchungen den Brennstoff- bzw.

Kühlluftmassenstrom und wird je nach Bedarf aus den Tanks T3, T4 oder T5
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3 Versuchsaufbau

gespeist. Bei Mischungsuntersuchungen wird das Wasser in den Nebenstrom-

tanks mit Fluoreszenzmittel versetzt. Je nach erforderlichem Volumenstrom

wird der Nebenstrom über P2 oder P3 angetrieben. Kleine Volumenströme un-

ter 1 m3/h werden über die fein regulierbare Pumpe P3 versorgt. P2 kann im

Bereich von 0−30 m3/h betrieben werden. Das Dreiwegeventil H3 ermöglicht

einen Kreislaufbetrieb des Nebenstromes aus Tank T5. Durch die Entkopplung

von der Messstrecke kann ein bestimmter Volumenstrom vor dem Zuschalten

eingestellt werden und schlagartig zur Messstrecke zugeschaltet werden (sie-

he Abschnitt 6.4).

P: Pumpe

T: Tank

V: Volumenstrommesser

H: Dreiwegehahn

Mess-

strecke

T1

2m3

T2

2m3

T4

1m3

T3

1m3

T5

0,25m3

P1P2

P3 H3

V1V2

V3

0-1m3/h

0-30m3/h 0-50m3/h

Abbildung 3.6: Fließschema des Wasserkanals

3.3 Verbrennungsprüfstand

Die atmosphärischen Verbrennungsexperimente sind in einem im Rahmen

dieser Arbeit neu aufgebauten Versuchsstand für Einzelbrenner in Maschi-

nengröße durchgeführt worden. Der prinzipielle Aufbau des Versuchsstan-

des entspricht den Komponenten in einer Gasturbine mit Lufterhitzer zur

Vorwärmung, Plenum mit eingebautem Brenner, Brennkammer und Abgas-

trakt. Abbildung 3.7 zeigt schematisch den Aufbau mit implementierter Mess-
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technik. Das Prüfstandskonzept basiert auf dem von Auer [Aue05] entwickel-

ten und aufgebauten Versuchsstand. Während vorhandene Plenumsteile wie-

derverwendet werden konnten, wurden die modulare Brenneranbindung, die

Kühlluftanbindung, die Abgasabführung sowie die Brennkammer neu gestal-

tet. Die Brennkammerwand ist dreischalig aufgebaut und wird mittels Prall-

luft so gekühlt, dass die Wandtemperatur der äußersten Schale stets unter

373 K liegt. Im stationären Betrieb wurde die Wandtemperatur der inneren

Brennkammer im Bereich der Flamme anhand der Glühfarbe auf 1000 K ab-

geschätzt.
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Abbildung 3.7: Schematischer Messaufbau des Verbrennungsprüfstands

Die Abmaße der quadratischen Brennkammer (Querschnitt: 4 Db × 4 Db,

Länge: 12 Db) wurden basierend auf den Erkenntnissen von Fanaca et al.

[FAHS10] ausgelegt. Fu et al. [FCJM05] haben nachgewiesen, dass sich grund-
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sätzlich zwei Strömungsformen beim Eintritt in eine rechteckige Brennkam-

mer einstellen: Zum einen das Freistrahlregime 2, bei dem das Strömungs-

bild in der Brennkammer einem verdrallten Freistrahl in ruhiger Umgebung

gleicht. Zum anderen das Wandströmungsregime 3, bei dem sich der verdrallte

Strahl schnell ausbreitet und hohe axiale Geschwindigkeiten nahe der Brenn-

kammerwand zu beobachten sind. Größe und Stärke der Rezirkulationszo-

ne eines Drallerzeugers sind dabei stark vom Grad der Einengung durch den

vorhandenen Brennkammerquerschnitt abhängig. Bei großen Querschnitten

stellen sich eine äußere und eine innere Rezirkulationszone ein, wohingegen

bei kleinen Querschnitten nur eine innere Rezirkulationszone zu beobachten

ist. Der Übergang zwischen Wand- und Freistrahlregime findet laut Fu et al.

[FCJM05] bei einem kritschen Flächenverhältnis ABK /Ab statt. Fanaca et al.

[FAHS10] haben gezeigt, dass bei gleichen geometrischen Flächenverhältnis-

sen eine Einzelbrenneranordnung dem Wandströmungsregime ähnelt und ei-

ne Mehrbrenneranordnung zu einer Freistrahlströmung führt. Das kritische

Flächenverhältnis zwischen Querschnittsfläche der Brennkammer ABK und

Brenneraustrittsfläche Ab für den Einzelprüfstand ist für diese Arbeit nach

[FAHS10] so zu wählen, dass das Strömungsfeld dem Freistrahlregime der

Mehrbrenneranordnung gleicht. Am Brennkammerende wird durch eine gra-

duelle Querschnittsverringerung die Strömung eingeschnürt, um den Eintritt

des heißen Verbrennungsgases in den Turbinenbereich einer Maschine zu si-

mulieren. Die Brennkammer hat ein offenes Ende und ist akustisch vom Ab-

gaskamin entkoppelt. Das runde Plenum hat einen Durchmesser von 3.2 Db

und eine Länge von 15.36 Db. Den Abschluss des Plenums bildet die Brenn-

kammerstirnwand, in die der Brenner montiert ist.

Die Verbrennungsluft stammt aus der Laborversorgung. Der Luftmassen-

strom wird mittels eines thermischen Massendurchflussmessers bestimmt.

Als Brennstoff wird Erdgas verwendet. Es besteht zu 96.2 Vol.-% aus Methan

mit einer Schwankungsbreite von ± 0.1 Vol.-% [SWM12], so dass es in guter

Näherung als reines Methan betrachtet werden kann. Der Brennstoffmassen-

strom wird über einen thermischen Massenstromregler geregelt. Aufgrund

von relativ hohen Messungenauigkeiten der Massendurchflussmesser wird

die Bestimmung der Luftzahl durch die Messung der O2-Konzentration im Ab-

gas und der entsprechenden Umrechnung (siehe Abschnitt 4.4) durchgeführt.

2 engl.: free jet regime
3 engl.: wall jet regime
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3.3 Verbrennungsprüfstand

Zur Zündung des durch den Brenner strömenden Erdgas-Luft-Gemisches

wird eine Pilotgaszündung verwendet. Dies garantiert eine sichere, weiche

Zündung ohne Druckspitzen. An zwei am Brennkammereintritt gegenüber-

liegenden Eindüsungen wird der Pilotgasstrom in die Brennkammer injiziert.

Die Zündung ist so konzeptioniert, dass sich ein fettes zündfähiges Gemisch

in der Scherschicht der äußeren Rezirkulationszone bildet, welches mit einer

an der Brennkammerstirnwand fixierten Zündkerze entzündet wird.

Der Versuchsstand verfügt über diverse Anschlüsse für Messsensoren, wobei

vorwiegend Drücke und Temperaturen aufgezeichnet werden. Verschiedene

Thermoelemente sind über die Länge des Versuchsstandes verteilt und sor-

gen somit für eine umfassende Temperaturüberwachung sowohl der einzel-

nen Ströme als auch der Wandtemperaturen. Ein möglicher Flammenrück-

schlag durch den Brenner ins Plenum wird mittels eines Thermoelements

detektiert, sobald die Temperatur über einen bestimmten Wert ansteigt. Die

Brennkammer verfügt über gute optische Zugänglichkeit im Bereich der Bren-

neraustrittsebene. Die Abmaße der luftgekühlten Quarzglasfenster betragen

1.76 Db × 1.76 Db. Aufgrund der hohen thermischen Belastung können nicht

beliebig große Scheiben verwendet werden, um den gesamten Querschnitt

optisch zugänglich zu machen. Es wird davon ausgegangen, dass die zu beob-

achtende Flamme rotationssymmetrisch ist, so dass nur eine Flammenhälfte

aufgezeichnet wird (siehe [May12]). Die Fenster sind jeweils zur Mittelachse

versetzt angeordnet, um die benötigte Fensterfläche für die optischen Unter-

suchungen zu reduzieren. Die Flammenbilder werden dabei mit einer ortho-

gonal zur Fensterebene angeordneten bildverstärkten Hochgeschwindigkeits-

kamera (ICCD)4 aufgenommen. Die Verbrennungsprodukte werden über den

Abgaskamin abgeführt. Es können sowohl globale Abgasmessungen als auch

lokale Messungen im Bereich der Flammenfront durchgeführt werden. Paral-

lel zu den lokalen Emissionsmessungen kann die lokale Temperatur mit einer

Sonde gemessen werden. Die Messtechnik wird in Kapitel 4 im Detail erklärt.

Der Prüfstand wird hier mit einer thermischen Leistung von bis zu 600kW be-

trieben. Der Gesamtluftmassenstrom von 400 g/s wird im elektrischen Luf-

terhitzer vorgeheizt, so dass im Plenum eine konstante Vorheiztemperatur

von Tei n = 673 K vorliegt. Es wurden im Rahmen dieser Arbeit drei ver-

schiedene Betriebsweisen gefahren: Technisch vorgemischt, (perfekt) extern

vorgemischt und (perfekt) extern vorgemischt mit Kühllufteindüsung (sie-

4 engl.: ICCD - Intensified Charge Coupled Device
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3 Versuchsaufbau

he Abbildung 3.7). Bei der technischen Vormischung erfolgt die Brennstof-

feindüsung im Drallerzeuger. Aufgrund des drallbehafteten Strömungsfeldes

mischen sich Brennstoff und Luft vor der Verbrennnung miteinander. Bei

der (perfekten) externen Vormischung wird der Hauptluftmassenstrom über

einen statischen Mischer mit dem Brennstoff perfekt vorgemischt, bevor das

Gemisch ins Plenum geleitet wird. Werden Untersuchungen mit Kühlluftein-

düsung gefahren, wird ein Teil der vorgeheizten Luft vor dem statischen Mi-

scher abgezweigt und direkt als Kühlluftstrom injiziert. Die Aufteilung der

vorgeheizten Luftmassenströme zur Kühllufteindüsung erfolgt mittels eines

hitzebeständigen Ventils und der Differenzdruckbestimmung. Die Versuchs-

parameter wie Luftmassenstrom, Brennstoffmassenstrom, Temperatur des

Frischgases, Kühlluftmenge sowie die Aufnahme sicherheitsrelevanter Tem-

peraturen werden über den angeschlossenen Steuerrechner erfasst und gere-

gelt.
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4 Messtechnik

Dieses Kapitel gibt einen Überblick über die einzelnen verwendeten Mess-

techniken und deren Anwendung. Im Wasserkanal wurden laseroptische

Messverfahren angewendet: Strömungsfelder sind mittels High Speed Particle

Image Velocimetry (HSPIV) bestimmt worden (Abschnitt 4.1). Mischungscha-

rakteristiken sind mit Hilfe von High Speed Planar Laser Induced Fluores-

cence (HSPLIF) ermittelt worden (Abschnitt 4.2). Die isothermen Ergebnis-

se wurden mit numerischen Daten verglichen (Abschnitt 4.6). Um die Über-

tragbarkeit der isothermen Untersuchungen auf die Verbrennungsversuche

zu gewährleisten, wurde auf die Einhaltung von Ähnlichkeitsbedingungen,

die in Abschnitt 4.8 erläutert werden, geachtet. Im atmosphärischen Verbren-

nungsprüfstand wurde das Flammenverhalten mittels Auswertung von OH∗-

Chemilumineszenzbildern bewertet (Abschnitt 4.3). Es wurden lokale und

globale Emissionen mit einer Abgasanalyseanlage bestimmt (Abschnitt 4.4)

und lokale Temperaturen gemessen (Abschnitt 4.5). Um das Pulsationsverhal-

ten zu charakterisieren, wurden dynamische Druckmessungen durchgeführt

(Abschnitt 4.7).

4.1 Messung der Strömungsfelder

Das Geschwindigkeitsfeld im Wasserkanal wurde mittels HSPIV bestimmt.

Nachfolgend ist ein kurzer Überblick über das Messprinzip und den verwen-

deten Messaufbau gegeben. Eine ausführliche Beschreibung der Messtechnik

und der Auswertemethoden ist in der Arbeit von Raffel et al. [RWK98] zu fin-

den.

4.1.1 Messprinzip PIV

Particle Image Velocimetry ist ein laseroptisches Messverfahren, welches im

Gegensatz zu Sondenmessungen nicht invasiv ist und die Strömung somit
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4 Messtechnik

nicht beeinflusst. Es können Informationen über das instantane zweidimen-

sionale Geschwindigkeitsfeld in der Messebene gewonnen werden. Um die

Bewegung eines Fluids aufzunehmen, wird die Strömung mit Streupartikeln

versetzt. Die Grundidee geht auf Arbeiten von Ludwig Prandtl aus dem Jahre

1904 zurück, der durch Einsatz von Glimmerpartikeln erstmals die Strömung

in einem Wasserkanal visualisierte [RWK98]. Um aussagekräftige Ergebnisse

zu erhalten, muss bei der Wahl der Streupartikel darauf geachtet werden, dass

diese der Strömung ohne Verzögerung folgen. Das Prinzip der Messtechnik

basiert darauf, die örtliche Verschiebung ∆x der Partikel innerhalb eines defi-

nierten Zeitraums ∆t zu detektieren. Die lokale Geschwindigkeit ~u ergibt sich

nach Gleichung 4.1:

~u =
∆x

∆t
. (4.1)

Das Prinzip der Partikelverschiebung ist in Abbildung 4.1 visualisiert.

Einteilung in

Interrogation Areas
1.Bild

t0

2.Bild

t1=t0+∆t

Bildvergleich

∆x: Partikel-

verschiebung

∆x

Abbildung 4.1: Partikelverschiebung ∆x im Zeitintervall ∆t

Um die Partikelverschiebung mit einem Detektor (Kamera) aufnehmen zu

können, wird die Strömung mit einer externen Lichtquelle (Laser) beleuchtet

und das von den Partikeln reflektierte Streulicht detektiert. Der punktförmige

Laserstrahl wird mittels optischer Linsen zu einer Ebene aufgeweitet, so dass

ein zweidimensionales Messfeld beleuchtet wird. Um die Partikelverschie-

bung in einem bestimmten Zeitintervall zu bestimmen, werden jeweils Bild-

paare aufgenommen, die durch einen Laserdoppelpuls beleuchtet werden.

Der zeitliche Abstand zwischen zwei Pulsen ∆tPIV muss dabei an die erwarte-

te Strömungsgeschwindigkeit angepasst werden. Der Laserpuls wird am Ende
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4.1 Messung der Strömungsfelder

der Belichtungszeit des ersten und am Anfang der Belichtungszeit des zweiten

Bildes eines Bildpaares ausgelöst. Das Triggerschema der PIV-Messungen ist

in Abbildung 4.2 schematisch dargestellt. Ein Vergleich der Doppelbilder er-

gibt mit Hilfe von statistischen Auswertemethoden die berechnete Verschie-

bung im Strömungsfeld [RWK98]. Dazu wird der Messbereich in sogenannte

Interrogation Areas1 unterteilt (siehe Abbildung 4.1) und die mittlere Partikel-

verschiebung in jedem Feld bestimmt.
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Abbildung 4.2: Triggerschema für PIV-Messungen

4.1.2 Messaufbau PIV

Der hier verwendete Messaufbau im Wasserkanal ist in Abbildung 3.4 gezeigt.

Der Strömung wurden runde Polyamide 12 [ILA13] Streupartikel mit einem

mittleren Durchmesser von 10 µm und einer Dichte von 1.016 g/cm3 beige-

mischt. Die Menge der Streupartikel ergibt sich aus dem Kompromiss zwi-

schen der Sichtverschlechterung aufgrund der Trübung des Wassers durch die

Partikel und einer genügend großen Anzahl von detektierbaren Partikeln je

Interrogation Area. Es wurde ein New Wave Pegasus Nd:YLF-Laser2 mit einer

Doppel-Puls-Kavität verwendet. Die Pulsenergie bei einer Wellenlänge von

1 engl.: Interrogation Area - Untergebiete zur statistischen Auswertung
2 engl.: Nd:YLF - Neodymium-doped Yttrium Lithium Fluoride
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4 Messtechnik

527 nm beträgt 10 mJ/Puls bei 1 kHz je Kavität. Es wurde ein ca. 1-2 mm dicker

planarer Lichtschnitt mittels optischer Linsen aufgespannt. Je nach Messe-

bene (siehe Abbildung 3.5) war die Kamera seitlich oder oberhalb des Was-

serkanals platziert. Der Laserlichtschnitt wurde orthogonal zur Kameraebene

aufgespannt. Zur Aufnahme wurde die CMOS3 Hochgeschwindigkeitskame-

ra4 Photron Fastcam SA5 verwendet. Es wurden NIKKOR Standardobjektive

mit fester Brennweite von 50 mm bzw. 85 mm und einer maximalen Blende

von 1:1.4 verwendet. Die Bilder wurden mit einer Kamerafrequenz von 500 Hz

und einer örtlichen Auflösung von 1024 × 1024 Pixel aufgenommen. Es wurde

eine möglichst hohe Aufnahmefrequenz gewählt, um die transienten Eigen-

schaften des Strömungsfeldes zu untersuchen. Dabei musste jedoch ein Kom-

promiss zwischen hoher zeitlicher Auflösung und Datenqualität eingegangen

werden. Mit der Erhöhung der Kamerafrequenz verkürzt sich die Belichtungs-

zeit signifikant, so dass sich das Signal-Rausch-Verhältnis verschlechtert. Je

nach Messebene beträgt die Zeitspanne zwischen zwei Bilder eines Bildpaares

∆tPIV = 0.1 − 1 ms. Die PIV Frequenz beträgt 250 Hz für alle durchgeführten

Messungen, bei denen jeweils 2500 Bildpaare aufgenommen und ausgewertet

wurden.

4.1.3 Auswertung PIV

Aufgrund des geschlossenen Messaufbaus im Wasserkanal treten im Bildhin-

tergrund Reflexionen des Laserlichtes auf. Die Streuung des Laserlichtes an

den Partikeln erfolgt in der gleichen Wellenlänge wie die Reflexionen des emit-

tierten Laserlichtes. Somit können die Hintergrundreflexionen nicht gefiltert

werden. Um die Hintergrundstörung zu reduzieren, wurde bei jedem Mess-

bild ein Hintergrundbild zur Korrektur abgezogen. Zur Aufnahme des Hin-

tergrundbildes wurde die Messstrecke mit klarem Wasser durchströmt und

mit dem Laserlichtschnitt der tatsächlichen Messungen ausgeleuchtet. Ins-

besondere in Wandnähe von Mischrohr und Drallerzeugeraustritt treten je-

doch Fehlvektoren auf. Es wurde eine vierschrittige adaptive Kreuzkorrela-

tion mit einer 8 × 8 Pixel großen Interrogation Area und einer Überlappung

von 50% für jedes Bildpaar durchgeführt. Dies erzeugt jeweils ein Vektorfeld

mit 126 × 126 Datenpunkten. Fehlvektoren wurden gefiltert bzw. interpoliert.

Zur Gewährleistung einer hohen Datenqualität wurden nur Messungen mit
3 engl.: CMOS - Complementary Metal Oxide Semiconductor
4 engl.: High speed-Kamera (HS-Kamera)
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4.2 Messung der Mischung

einem Anteil von über 95% validen Vektoren nach der PIV Auswertung weiter

verwendet.

4.2 Messung der Mischung

Die Mischungsfelder wurden im Wasserkanal mittels HSPLIF gemessen. Die

Daten haben eine hohe räumliche sowie zeitliche Auflösung, so dass Mi-

schungsstatistiken ausgewertet werden können. Im nachfolgenden Abschnitt

werden Messprinzip und Aufbau der eingesetzten LIF-Messtechnik beschrie-

ben. Es werden die Auswertung und Korrektur der Messdaten detailliert erläu-

tert.

4.2.1 Messprinzip LIF

Die laserinduzierte Fluoreszenz gehört zu den laserspektroskopischen Mess-

verfahren. Dabei wird ein System mit Laserlicht beleuchtet und die vom Sys-

tem emittierte Strahlung analysiert. Das physikalische Prinzip ist im Detail in

[Wal86, Krö03, Dem07] erläutert. In Abhängigkeit von der Teilchengröße des

zu untersuchenden Systems treten zwei verschiedene Effekte auf: Liegt die

Teilchengröße im Bereich der Wellenlänge des einfallenden Laserlichtes, wer-

den die Photonen des Laserlichtes durch Reflexion an den zu untersuchenden

Teilchen gestreut, ohne dass ein Energieaustausch zwischen Photonen und

Teilchen stattfindet. Bei der Mie-Streuung entspricht die Wellenlänge des ge-

streuten Lichtes der Wellenlänge des einfallenden Lichtes. Sind die Teilchen

wesentlich kleiner als die Wellenlänge des Lichtes, wird das einfallende Pho-

ton von den Teilchen absorbiert. Die dem Teilchen zugeführte Energie wird

kurz danach durch Emission von Photonen wieder abgegeben. Es wird dabei

zwischen unterschiedlichen Arten von Streuung unterschieden. Das physika-

lische Prinzip der Teilchenanregung ist in Abbildung 4.3 visualisiert.

Bei der Rayleigh-Streuung ist die Wellenlänge der absorbierten und der emit-

tierten Strahlung identisch (elastische Streuung). Bei der Raman-Streuung
und der laserinduzierten Fluoreszenz kommt es zu einer Frequenzverschie-

bung zwischen den beiden Wellen (unelastische Streuung). Bei der Rayleigh-

und Raman-Streuung wird die Energie des einfallenden Photons dazu ver-

wendet, das Teilchen (z.B. Molekül) auf ein höheres Energieniveau zu heben.
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4 Messtechnik

Das Anregungsniveau ist ein virtuelles Niveau, welches nicht mit einem tat-

sächlich existierenden Schwingungs- oder Rotationsniveaus übereinstimmt.

Die Energie des Photons muss somit nicht exakt dem Energieunterschied

zweier Niveaus des Moleküls entsprechen. Der angeregte Zustand ist instabil,

so dass die Moleküle nach kurzer Zeit (10−14 s) unter Abgabe eines Photons

wieder in einen energetisch niedrigeren (stabileren) Zustand zurückfallen.

Die virtuellen Anregungsniveaus liegen in der Größenordnung der Vibrations-

und Rotationsniveaus im elektronischen Grundzustand der Moleküle.

Kernabstand der Molekülatome
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Abbildung 4.3: Physikalisches Prinzip der Teilchenanregung [Dem07]

Bei der laserinduzierten Fluoreszenz hebt das einfallende Photon das Molekül

auf ein tatsächliches Schwingungs- und Rotationsniveau in einem höheren

elektronischen Niveau. Die Energie des einfallenden Photons muss genau der

Energiedifferenz zwischen Ausgangs- und Anregungszustand entsprechen. Es

kann also mit einer bestimmten Laserwellenlänge exakt ein bestimmter Über-

gang angeregt werden. Dieser reale Anregungszustand ist stabiler als der virtu-

elle Anregungszustand der Raman-Streuung. Die Photonenabgabe beim Zu-

rückfallen auf den Grundzustand findet erst nach 10−5–10−8 s statt. Bei der

Emission können Energieaustauschvorgänge auftreten (siehe Abbildung 4.3),

so dass LIF entweder elastische oder unelastische Streuung zur Folge haben

kann. Beim Quenching sorgen Stöße zwischen den Molekülen für Energiever-
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4.2 Messung der Mischung

luste. Durch Prädissoziation wird die Anregungsenergie in Translationsener-

gie umgewandelt. Mit einem schmalbandigen Laser wird bei LIF genau ein

bestimmter Molekülübergang angeregt, um eine möglichst starke Emission

zu erzielen. Die Intensität des Fluoreszenzsignals ist dabei ein Maß für die

Konzentration der angeregten Spezies, wenn Quenching und Prädissoziation

vernachlässigbar klein sind. Anwendungsbeispiele für LIF in Wasserkanalun-

tersuchungen sind in [ZLB+07, BK07, San11] gegeben.

4.2.2 Messaufbau LIF

Die Implementierung der Messtechnik im Wasserkanal ist in Abbildung 3.4

dargestellt. Der Nebenstrom, welcher Brennstoff bzw. Kühlluft simuliert (sie-

he Abbildung 3.6), wurde mit einem Farbstoff homogen eingefärbt. Die

Hauptströmung wird durch klares Wasser simuliert. Als Farbstoff wurde hier

Uranin (Produktbezeichnung Basacid Yellow 226 [BAS00]) verwendet, mit

dem schon in den Arbeiten von Brückner-Kalb [BK07] und Sangl [San11] gute

Erfahrungen gemacht wurden. Uranin zeichnet sich durch sehr gute Fluores-

zenzeigenschaften aus und ist toxikologisch unbedenklich5. Der Intensitäts-

verlauf der Fluoreszenzemission von in Wasser gelöstem Uranin in Abhängig-

keit von der Konzentration ist in Abbildung 4.4 gegeben.
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Abbildung 4.4: Intensitätsverlauf der Fluoreszenz von Uranin, in Wasser gelöst [Käs04]

5 Das häufig verwendete Rhodamin B und Rhodamin 6G ist stark gesundheitsschädigend. Die Entsorgung muss
gesondert erfolgen, wohingegen das mit Uranin versetzte Wasser in die Kanalisation geleitet werden kann.
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4 Messtechnik

Die Intensitätskurve verläuft linear bis zu einer Uranin-Konzentration von

103µg/l. Bei höheren Werten verursachen Eigenabsorption und Rückgang der

Dissoziation eine Abweichung von der linearen Korrelation und die Zuord-

nung von Konzentration zu Fluoreszenzemission ist nicht mehr eindeutig

[Käs04].

Zur Anregung wurde in dieser Arbeit ein CW6-Argon-Ionen Laser INNOVA 90C
im Multiline-Betrieb7 mit einer Leistung von 4 W verwendet. Der planare

Lichtschnitt hatte eine Dicke von 2 mm. Uranin hat ein Absorptionsmaximum

bei 489 nm [BAS00]. Das Absorptionsspektrum von Uranin, sowie das Emis-

sionsspektrum des verwendeten CW-Lasers sind in Abbildung 4.5 gegeben.
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Abbildung 4.5: Emissionsspektrum des CW-Lasers [Coh00] und Absorptionsspektrum von
Uranin [BAS00]

Eine hohe Lichtabsorption bedeutet eine hohe Emission von Fluoreszenz, wo-

bei die Wellenlänge der Absorption sich von der Wellenlänge der Emission un-

terscheidet (siehe Abbildung 4.3). Das Emissionsspektrum des Argon-Ionen-

Lasers liegt im Absorptionsmaximum von Uranin, so dass die Fluoreszenz-

emission maximal ist. Der Emissionspeak bzw. das Fluoreszenzmaximum von

Uranin liegt bei einer Anregung mit einem CW-Argon-Ionen-Laser bei einer
6 engl.: CW - Continous Wave
7 Laseremissionen bei Multiline: 457.9 nm, 476.5 nm, 488.0 nm und 514.5 nm [Coh00]
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4.2 Messung der Mischung

Wellenlänge von 560 nm [Bra00]. Somit kann mit einem geeignetem Filter das

Laserlicht und dessen Reflexion herausgefiltert werden und nur die Fluores-

zenzemission aufgenommen werden.

Die Messungen wurden mit einer CMOS HS-Kamera Photron
FASTCAM-ultima APX mit einer örtlichen Auflösung von 1024 × 1024 Pixel

durchgeführt. Es wurde ein NIKKOR Standardobjektiv mit fester Brennweite

von 50 mm und maximaler Blende von 1:1.4 verwendet. Vor dem Objektiv

wurde ein RazorEdge LP03-532RU-25 Sperrfilter mit einer Transmission von

539 bis 1200 nm montiert. Die Aufnahmerate beträgt analog zur PIV-Frequenz

250 Hz. Es wurden 2048 Messbilder aufgenommen und ausgewertet.

4.2.3 Auswertung LIF

Die LIF-Rohdaten müssen vor der Auswertung korrigiert werden, da ver-

schiedene Störfaktoren die Messdaten verfälschen. Die Routine der LIF-

Auswertung mit den einzelnen anzuwendenden Korrekturschritten ist in

Abbildung 4.6 schematisch dargestellt.

Rohdaten
korrigierte

Daten

Korrektur Abbil-

dungsverhalten

Hintergrund-

korrektur

Absorptions-

korrektur

Korrektur

Laserfluktuation

Konzentrations-

normierung

Abbildung 4.6: Routine der LIF-Auswertung, schematische Darstellung

Zunächst muss das nichtlineare Abbildungsverhalten der HS-Kamera nach

Pernpeinter et al. [PLHS11] kalibriert werden. Dazu wurde eine Kalibrations-

kurve aufgenommen, die in Abbildung 4.7 gezeigt ist. Insbesondere in Berei-

chen mit sehr geringer Lichtintensität zeigt die Kalibrationskurve der Kamera

(Abbildung 4.7-durchgezogene Linie) eine starke Abweichung von der linea-

ren Antwort (Abbildung 4.7-gestrichelte Linie). Um Störsignale und Reflexio-
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nen zu reduzieren, wird von jedem Messbild ein Hintergrundbild abgezogen.

Zur Aufnahme des Hintergrundbildes wird die Messstrecke mit klarem Was-

ser geflutet und mit dem Laserlichtschnitt der tatsächlichen Messungen aus-

geleuchtet.
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Abbildung 4.7: Kalibrationskurve der HS-Kamera

Das Profil des Laserstrahls ist sowohl in radialer Richtung als auch entlang

des Laserpfades stark ungleichmäßig. Die typische Intensitätverteilung des

Laserstrahls folgt dabei einer Gaußschen Normalverteilung. Zusätzlich verur-

sacht das Wasser-Farbstoff-Gemisch eine Absorption von Laserlicht entlang

des Lichtpfades. Beide Effekte überlagern sich und resultieren in einer inho-

mogen ausgeleuchteten Messebene (siehe Abbildung 4.8).

(a): Signalabfall der LIF-Intensität

von Rohdaten mit homogener

Konzentrationsverteilung

(b): Ermittlung des Laser-

strahlpfades

z

I I

r

Laserquelle Blockierung

Abbildung 4.8: (a):Signalabfall der LIF-Intensität, (b): Ermittlung des Laserstrahlpfades
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4.2 Messung der Mischung

Abbildung 4.8-(a) zeigt den Signalabfall in einem perfekt gemischten Feld von

homogen verteilter Farbstoffkonzentration. Die zwei Graphen zeigen den In-

tensitätsabfall entlang der rot markierten Linien in r- bzw. z-Richtung. Zur

Korrektur des Laserprofils muss die Richtung des Laserstrahlpfades bestimmt

werden. Dazu wird ein Teil des Laserlichtes geblockt (siehe Abbildung 4.8-(b))

und entlang der Intensitätsgradienten die Strahlpfade ermittelt. Es werden

der Ursprung der Laserlichtquelle (Schnittpunkt der Strahlpfade) und die Di-

vergenz des Laserlichtes (Öffnungswinkel) bestimmt. Der Absorptionseffekt

kann mit dem Gesetz nach Lambert-Beer [SDEW07] beschrieben werden:

Ix = I0 exp(−ǫ C L) . (4.2)

Die Lichtintensität I wird aus dem exponentiellen Abfall der Anfangslichtin-

tensität I0 am Lasereintritt bestimmt. Dabei ist ǫ der molare Absorptionsko-

effizient des Farbstoffes, C die Konzentration der absorbierenden Molekü-

le und L die Absolutlänge des Absorptionspfades. Zur Absorptionskorrektur

wurde die kommerzielle Software Davis 8 von LaVision verwendet, wobei das

in Abbildung 4.9 visualisierte Schema umgesetzt wurde [LaV09].

Ix: Laserenergie je Pixel

Cx: Konzentration je Pixel

Sx: LIF-Signal je Pixel

I0 I1 I2

C0 C1 C2 Cn

S0 S1 S2 Sn

Abbildung 4.9: Schematische Darstellung der Absorptionskorrektur [LaV09]

Es wird angenommen, dass das Signal des ersten Pixels am Einlass des Mess-

bereiches frei von Absorption ist. Daher kann die Konzentration C0 direkt vom

Signal S0 unter der Annahme der Intensität I0 bestimmt werden. Die Laser-

intensität, die das nächste Pixel entlang des Laserpfades erreicht, wird unter

Berücksichtigung der Absorptionslänge L und der molaren Konzentration des

vorherigen Pixels C0 bestimmt. Diese Kalibration wird für jedes Pixel entlang

des Laserstrahlpfades durchgeführt, um die verbleibende Laserenergie und
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4 Messtechnik

Konzentration nach Gleichung 4.2 zu berechnen. Vorraussetzung zur Anwen-

dung dieses Verfahrens ist, dass der Eintritt des Laserstrahls in die Messebene

Teil des aufgenommenen Messbildes ist. Die Anfangsintensität I0 muss be-

kannt sein.

Die aufgenommene Signalintensität hängt von der Laserleistung ab, so dass

Schwankungen der Laserleistung Signalfluktuationen verursachen. Daher

wurde die tatsächliche Laserleistung in einem geeignetem Bereich maxima-

ler Farbstoffkonzentration detektiert und aufgezeichnet. Die mittlere Laser-

leistung einer Messreihe wurde als Referenzwert zur Korrektur verwendet. In

Abbildung 4.10 ist ein typischer Verlauf der gemessenen Laserschwankung ab-

gebildet. Die Fluktuationen sind bei allen Messungen unter 10%.
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Abbildung 4.10: Typische Fluktuation der Laserintensität

Um die gemessenen Intensitäten mit der tatsächlichen Konzentration zu kor-

relieren, wurde ein Bereich bekannter Konzentration als Referenzpunkt ver-

wendet. Die Konzentrationsfelder sind in dieser Arbeit auf die maximale Kon-

zentration am Einlass normiert. Ein Wert von ci /cr e f = 1 entspricht somit rei-

ner Kühlluft bzw. Brennstoff und ein Wert von ci /cr e f = 0 bedeutet keine Ver-

mischung mit der Hauptströmung.

4.3 Messung der OH∗-Chemilumineszenz

Zur qualitativen Beschreibung des Flammenverhaltens während der atmo-

sphärischen Verbrennungsversuche wurde die OH∗-Chemilumineszenz in

der Brennkammer aufgenommen. Bei der Verbrennung von Methan entste-

hen unter anderem die angeregte Spezies CO∗
2 sowie die angeregten Radikale

54



4.3 Messung der OH∗-Chemilumineszenz

OH∗, CH∗ und C∗
2 . Diese sind energetisch instabil und befinden sich auf unter-

schiedlichen Energieniveaus. Beim Übergang aus dem angeregten Zustand in

den energetisch stabilen Grundzustand wird Licht emittiert, so dass ein Eigen-

leuchten der Flamme zu beobachten ist. Der Übergang des dreiatomigen CO∗
2

in den energetisch stabilen Zustand emittiert ein viel breiteres Spektrum als

bei den zweiatomigen Radikalen OH∗, CH∗ und C∗
2 . Nach Lauer [Lau11] emit-

tieren alle Spezies auf diskreten Linien, was jedoch nur durch sehr schmalban-

dige Spektrometer sichtbar gemacht wird. Im technischen Zusammenhang ist

die Beschreibung durch ein kontinuierliches Spektrum jedoch sinnvoll und

quantitativ richtig. In Abbildung 4.11 ist die normierte Intensität der emittier-

ten Strahlung in Abhängigkeit von der Wellenlänge nach Lauer [Lau11] aufge-

tragen.
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Abbildung 4.11: Typische Spektralverteilung der Chemilumineszenz einer atmosphärischen
Methanflamme [Lau11]

Die OH∗-Chemilumineszenz wurde mit einer bildverstärkten Photron
FASTCAM-ultima APX I 2 CMOS HS-Kamera aufgenommen. Es wurde ein

Cerco Sodern UV8-Standardobjektiv mit fester Brennweite von 45 mm und ma-

ximaler Blende von 1:1.8 verwendet. Die Aufnahmen wurden mit einer Fre-

quenz von 250 Hz und einer örtlichen Auflösung von 1024 × 1024 Pixel bzw.

6000 Hz und 512 × 512 Pixel durchgeführt. Für die Bestimmung der zeitli-

chen Mittelwertbilder (siehe Abschnitt 7.1) wurde bewusst eine niedrige Auf-

nahmefrequenz von 250 Hz gewählt. Die OH∗-Chemilumineszenz konnte da-

8 UV:Ultraviolett
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durch über einen längeren Zeitraum aufgenommen werden, um die charak-

teristische Schwankungsverteilung des Signals vollständig zu erfassen. Die

Datenqualität ist bei geringeren Aufnahmefrequenzen besser, da die Belich-

tungszeit länger und somit die aufgenommene Lichtintensität größer ist. Die

Bildverstärkung kann dadurch reduziert werden und das Hintergrundrau-

schen somit verringert werden. Zur Bewertung des instantanen Flammenver-

haltens wurde eine hohe Aufnahmefrequenz (6000 Hz) gewählt, so dass die

instationäre Flammenbewegung vollständig erfasst werden konnte. Durch die

reduzierte Belichtungszeit bzw. erforderliche höhere Bildverstärkung tritt bei

diesen Messungen ein verstärktes Hintergrundrauschen auf, was die Daten-

qualität herabsetzt. Die OH∗-Chemilumineszenz ist bei einer Wellenlänge von

307 nm dominant, so dass die Flammenstrahlung mit einem optischen Band-

passfilter 307FS10-50 der Firma LOT-Oriel gefiltert werden kann. Der verwen-

dete Filter ist in einem Wellenlängenbereich von 307±5 nm durchlässig und

hat einen maximalen Transmissionsgrad von 16.47%.

Die aufgenommenen Flammen sind rotationssymmetrisch (siehe [May12]).

Aufgrund der beschränkten Fenstergröße (siehe Abschnitt 3.3) wird zur

Auswertung der Flammenbilder nur die obere Flammenhälfte betrachtet.

Zur Auswertung der gemittelten OH∗-Chemilumineszenzaufnahmen wird

eine Abel-Transformation mit der BASEX-Methode nach Dribrinski et al.

[DOMR02] angewendet. Dabei wird aus der tiefenintegrierten Aufnahme

die Intensitätsverteilung in der planaren Schnittebene der Mittelebene be-

rechnet. Ein Vergleich zwischen tiefenintegriertem und Abel-transformiertem

Flammenbild ist beispielhaft in Abbildung 4.12 gegeben.

Lauer [Lau11] zeigt, dass in turbulenten Flammen aufgrund der Turbulenz-

Chemie-Interaktion zwischen lokaler OH∗-Chemilumineszenz und der Wär-

mefreisetzung kein direkter linearer Zusammenhang besteht. Für quantitati-

ve Aussagen über die lokale Wärmefreisetzung sind weitere Korrekturen der

Ergebnisse notwendig. Es können jedoch qualitative Aussagen über die Flam-

menposition getroffen werden. Im Rahmen dieser Arbeit sind diese qualita-

tiven Ergebnisse ausreichend. Es werden vor allem vergleichende Untersu-

chungen durchgeführt, um zu beurteilen, inwieweit das Flammenverhalten

von den verschiedenen Messparametern beeinflusst wird.
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Abbildung 4.12: Vergleich tiefenintegriertes (oben) und Abel-transformiertes Flammenbild
(unten)

4.4 Abgasanalyse

Die während der Verbrennungsversuche entstehenden Emissionen werden

mit einer im Rahmen dieser Arbeit beschafften und in den Versuchsaufbau

eingebundenen Abgasanalyseanlage aufgezeichnet. Es wurde ein stationäres

Abgasanalysesystem von ABB (ABB Advanced Optima 2000) eingesetzt, das si-

multan die Komponenten CO, CO2, O2, NO und NO2 misst.

4.4.1 Messprinzip der Analysatoren

In dem Analysesystem sind drei Analysatoren eingebaut, deren zugrunde lie-

gendes Messprinzip nachfolgend kurz erklärt wird. Ausführlichere Informa-

tionen sind in [ABB10, Bir11] zu finden. Sauerstoff O2 wird mit einem Ana-

lysatormodul MAGNOS 206 bestimmt. Das Messprinzip nutzt dabei die pa-

ramagnetischen Eigenschaften von Sauerstoff aus. Kohlenmonoxid CO und

Kohlendioxid CO2 werden mit einem Photometer URAS 26 unter Anwen-

dung der nicht-dispersiven Infrarotabsorption (NDIR) ermittelt. Bei dem

Messverfahren werden die optischen Eigenschaften des Messgases in Ab-

hängigkeit der Konzentration der Messkomponenten ausgenutzt. Stickstoff-
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monoxid NO und Stickstoffdioxid NO2 werden im feuchten Abgas mit ei-

nem UV-Photometer LIMAS 11HW gemessen. NO wird mit der differenti-

ellen Ultraviolett-Resonanz-Absorptions-Spektroskopie (DUVRAS) und NO2

mit der nicht-dispersiven UV/VIS-Spektroskopie (NDUV) bestimmt. Im Ge-

gensatz zur NDIR wird die Strahlung bei diesen Methoden im UV-Bereich ab-

sorbiert, so dass ein Rückschluss auf die Konzentration der Messkomponen-

ten möglich ist. Wasser ist für die UV-Strahlung durchlässig, so dass das Pro-

bengas nicht vor der Messung getrocknet werden muss. Je nach erwarteter

Konzentration lassen sich unterschiedliche Messbereiche der einzelnen Ana-

lysatoren einstellen. In Tabelle 4.1 sind die im Rahmen dieser Arbeit verwen-

deten Messbereiche für die einzelnen Abgaskomponenten aufgelistet. Die Re-

produzierbarkeit der Messwerte ist, mit einer geringen Messwertstreuung für

alle durchgeführten Messungen, sehr gut.

Tabelle 4.1: Verwendete Messbereiche der Abgasanalysatoren

Komponente CO CO2 O2 NO NO2

Messbereich 0-1000 ppm 0-30 Vol.-% 0-25 Vol.-% 0-50 ppm 0-10 ppm

4.4.2 Messaufbau

Bei den Abgasmessungen wird kontinuierlich Probengas über eine Abgasson-

de entnommen, welche an einer beheizten Messgasleitung angeschlossen ist.

Sowohl Messgasleitung als auch Analysatoren sind auf eine konstante Tem-

peratur (100◦C) geregelt. Somit wird verhindert, dass die Temperatur des im

entnommenen Gases befindlichen Wasserdampfes unter den Taupunkt fällt

und kondensiert. Insbesondere für die Bestimmung des NO2-Gehaltes ist dies

von entscheidender Bedeutung. NO2 ist wasserlöslich und würde sich im kon-

densierten Wasser anreichern und somit das Messergebnis verfälschen. Die

Stickoxide NOx
9 werden deshalb im feuchten Abgas bestimmt und im Rah-

men der Messwertkorrektur auf Werte im trockenen Abgas umgerechnet (sie-

he Abschnitt 4.4.3). CO, CO2, O2 werden im trockenem Abgas ermittelt. Vor

dem Eintritt in die Analysatoren wird das Messgas zuerst zum Trocknen her-

untergekühlt (3◦C), so dass das beinhaltete Wasser auskondensiert.

9 hier: NOx = NO + NO2
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Im Rahmen dieser Arbeit wurden sowohl globale Emissionsmessungen, bei

denen der Reaktionsablauf abgeschlossen ist, als auch lokale Messungen im

Bereich der Flammenfront durchgeführt. Bei den globalen Messungen am En-

de der Brennkammer, kurz vor dem Eintritt in den Kamin, ist die ungekühlte

Sonde zur Probenentnahme auf der Brennermittelachse mit einem Abstand

zur Brenneraustrittsebene von y/Db = 9.4 positioniert. Die lokalen Emissi-

onsmessungen werden im Bereich der Flammenfront nahe der Brenneraus-

trittsebene durchgeführt. Die Messebene mit den einzelnen Messpunkten ist

in Abbildung 4.13 dargestellt.
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Abbildung 4.13: Messpositionen der lokalen Emissionsmessung

Das Messfeld erstreckt sich von der Brennermittelachse (r /Db = 0) bis na-

he zur Brennkammerwand (r /Db = 1.6) und vom Nahbereich der Brenner-

austrittsebene (y/Db = 0.2) stromab bis zu einer Position von y/Db = 1.4.

Dies resultiert in 20 Messpunkten, die mit einem traversierbaren Schrittmotor

abgefahren werden. Zur Entnahme des Messgases wird eine wassergekühlte

Sonde mit einem rechtwinklig gekrümmten Sondenkopf verwendet. Die Re-

aktionen im Probengas werden dadurch sofort nach der Entnahme gestoppt.

Es können somit die Konzentration der Zwischenprodukte der Erdgasverbren-

nung bestimmt werden. Die Hauptströmungsrichtung der Drallströmung des

Brenners verläuft senkrecht zum gekrümmten Kopf der Sonde. Damit wird si-

chergestellt, dass nicht im Nachlauf der Entnahmesonde gemessen wird. Die

Verfälschung der Messwerte durch Strömungsbeeinflussungen werden somit

minimiert. Es werden zeitlich gemittelte Werte für die lokale Emissionsver-

teilung betrachtet. Je Betriebspunkt werden die Messdaten über 120 Sekun-
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den gemittelt. Nach dem Verfahren der Sonde mittels Traverse zum nächsten

Messpunkt wird eine Wartezeit von 30 Sekunden eingehalten, bis die Mess-

werte stationär sind. Der Aufbau der globalen und lokalen Sonde sowie die

Details der lokalen Sondenanbindung sind in [Bir11, Ras12] dargestellt.

4.4.3 Messwertkorrektur

Zur besseren Vergleichbarkeit ist es üblich, die gemessenen NOx-Werte bei

trockenen Bedingungen anzugeben und auf 15% Restsauerstoff im Abgas zu

normieren. Die bei feuchten Bedingungen gemessenen Rohmesswerte müs-

sen dafür auf trockenes Abgas umgerechnet werde. Bei stöchiometrischer

bzw. magerer Verbrennung, in der nur Spuren von CO und H2 enthalten sind,

wird die Reaktion wie folgt beschrieben:

CxHy +a O2 +3.76 a N2 −→ x CO2 +
y

2
H2O+b O2 +3.76 a N2

+Spurenelemente.
(4.3)

Die Umrechnung erfolgt nach Turns [Tur00] mit Gleichung 4.4 unter Verwen-

dung des Sauerstoffkoeffizienten a:

NOx, f eucht

NOx,tr
= 1+

y

2
(

4.76 a −
y
4

) , (4.4)

a =
x +

(

1−χO2,AG ,tr

)

y
4

1−4.76 χO2,AG ,tr

. (4.5)

Für die Normierung der Messwerte auf 15% O2 im Abgas wird folgende Bezie-

hung mit χO2,r e f =15 Vol.-% verwendet:

NOx,nor m = NOx,tr

χO2,L −χO2,r e f

χO2,L −χO2,AG ,tr

. (4.6)

Zur besseren Vergleichbarkeit werden in dieser Arbeit neben den NOx-Werten

auch die Werte für CO und CO2 als trocken, bezogen auf 15% O2 angegeben.

Die Umrechnung erfolgt analog nach Gleichung 4.6.
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4.4.4 Bestimmung des Äquivalenzverhältnisses

Das Äquivalenzverhältnis10 charakterisiert den Betriebsbereich der Verbren-

nung und ist eine wichtige Größe bei der Darstellung der Verbrennungsergeb-

nisse. Im deutschen Sprachgebrauch wird anstelle des international verwen-

deten Äquivalenzverhältnisses φ meist die Luftzahl λ verwendet.

φ=
1

λ
=

stöchiometrisch benötigte Oxidatormenge

tatsächliche Oxidatormenge
(4.7)

Zur Berechnung der Luftzahl aus der gemessenen Abgaszusammensetzung

sind nachfolgende Verbrennungsrechnungen notwendig [BK07]. Bei bekann-

ter Brennstoffzusammensetzung wird der theoretische minimale Bedarf an

trockener Verbrennungsluft bestimmt:

lmi n,tr =
x +

y
4

χO2,L

χCxHy
+

2
4

χO2,L

χH2

[

kmolL

kmolBS

]

. (4.8)

Die theoretische minimale (bezogene) Stoffmenge an trockenem Abgas be-

rechnet sich wie folgt:

vmi n,tr =

(

1

χO2,L

−1

) [(

x

1−χO2,L

+
y

4

)

χCxHy
+

1

2
χH2

]

[

kmolAG

kmolBS

]

. (4.9)

Mit dem Molenbruch des Sauerstoffs in der Verbrennungsluft χO2,L = 0.21 und

dem im Verbrennungsabgas gemessenen Molenbruch χO2,AG des Restsauer-

stoffes kann die Luftzahl λ berechnet werden:

λ= 1+
χO2,AG

χO2,L −χO2,AG

vmi n,tr

lmi n,tr
. (4.10)

Die Luftzahl λ kann auch über den CO2-Gehalt des Abgases bestimmt werden.

Dazu wird eine weitere brennstoffabhängige Hilfsgröße benötigt. Der maxi-

mal mögliche Stoffmengenanteil an CO2 im Abgas, der bei einer stöchiome-

trischen Verbrennung auftritt, wird bestimmt mit:

10 engl.: equivalence ratio
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χCO2,max =
x χCxHy

vmi n,tr

[kmolCO2

kmolAG

]

. (4.11)

Somit lässt sich die Luftzahl berechnen als:

λ= 1+

(

χCO2,max

χO2,AG

−1

)

vmi n,tr

lmi n,tr
. (4.12)

Zur Bestimmung des Äquivalenzverhältnisses wurde die Berechnung der Luft-

zahl mit O2 herangezogen. Die Werte wurden mit den Ergebnissen aus der

CO2-Messung abgeglichen, um Fehler auszuschließen. Für Methan lässt sich

die Berechnung der Luftzahl vereinfachen zu:

λCH4
=

2−χO2

2−2
χO2
χO2,L

∣

∣

∣

∣

∣

∣

∣

∣

AG

=
1+χCO2

2
χCO2
χO2,L

∣

∣

∣

∣

∣

∣

∣

∣

AG

. (4.13)

4.4.5 Adiabate Flammentemperatur

Die adiabate Flammentemperatur ist die Temperatur der Verbrennungspro-

dukte, wenn kein Wärmeaustausch zwischen Flamme und Umgebung statt-

findet. Sie ist eine wichtige Kenngröße zur Darstellung der mageren Lösch-

grenze und der NOx-Emissionen des untersuchten Verbrennungsprozesses.

Die Bestimmung der adiabaten Flammentemperatur (hier bei konstantem

Druck) erfolgt nach Turns [Tur00] über die Enthalpie der Reaktanden und Pro-

dukte nach dem 1. Hauptsatz der Thermodynamik.

hr eac

(

Tr e f , p
)

= hpr od

(

Tad , p
)

(4.14)

Unter Einsetzung der spezifischen Wärmekapazitäten für die Enthalpien er-

gibt sich:

Hu +

∫TBS

Tr e f

cp,BS dT +λ lmi n ·

∫TL

Tr e f

cp,L dT =
∑

i

χi ,pr od

∫Tad

Tr e f

cp,i dT . (4.15)

62



4.5 Lokale Temperaturmessung

In der Berechnung werden die mittleren spezifischen Wärmekapazitäten von

Brennstoff, Luft und den Produkten eingesetzt:

Hu +
(

TBS −Tr e f

)

cp,BS

∣

∣

∣

TBS

Tr e f

+λ lmi n

(

TL −Tr e f

)

cp,L

∣

∣

∣

TL

Tr e f

=
∑

i

χi ,pr od

(

Tad −Tr e f

)

cp,i

∣

∣

∣

Tad

Tr e f

.
(4.16)

Die mittleren spezifischen Wärmekapazitäten der Verbrennungsprodukte

hängen von der adiabaten Flammentemperatur ab. Die adiabate Flammen-

temperatur wird iterativ berechnet. Zur numerischen Berechnung der tem-

peraturabhängigen Wärmekapazitäten werden Näherungsfunktionen nach

[Hey88, KRM91] angewandt.

4.5 Lokale Temperaturmessung

Parallel zu den lokalen Emissionsmessungen in der Flammenfront werden die

lokalen Temperaturen im Nahbereich der lokalen Messgasentnahmestelle ge-

messen. Basierend auf den guten Erfahrungen in der Arbeit von Brückner-

Kalb [BK07] wurde eine ungekühlte Thermoelementsonde vom Typ B verwen-

det. Durch die fehlende Kühlung wird der Messfehler aufgrund von Wärmelei-

tung in der Sonde minimiert. Ein Typ-B-Thermoelement11 kann für Tempera-

turen bis ca. 2000 K verwendet werden. Eine relativ große Thermoelement-

Schweißperle von 1.2 mm ermöglicht lange Messzeiten bei hohen Ver-

brennungstemperaturen. Aufgrund der hohen thermischen Belastbarkeit des

Thermoelements über eine lange Standzeit können mittlere Temperaturfelder

gemessen werden. Das Thermoelement ist in einem Keramikstab mit Stahl-

ummantelung zum Schutz und zur Stabilität gegen Verbrennungsschwing-

ungen eingefasst. Die Thermoelementsonde ist direkt auf der gekrümmten

Emissionssonde befestigt, so dass der Abstand zwischen Ansaugöffnung und

Messperle minimal ist. Die Thermoelementsonde befindet sich auf der strö-

mungszugewandten Seite der Emissionssonde. Es wird sichergestellt, dass

nicht im Nachlauf der Strömung gemessen wird, um eine Verfälschung der

Messwerte zu minimieren. Details zum Aufbau und zum Messbetrieb sind in

[Ras12] dokumentiert.
11 Paarung: 70% Platin/30% Rhodium - 94% Platin/6 % Rhodium
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Bei der Bestimmung der Gastemperatur müssen Strahlungsverluste, der so-

genannte Thermometerfehler zweiter Art [PK09], berücksichtigt werden. Zur

Strahlungskorrektur wird die Wandtemperatur der Brennkammer mit einem

herkömmlichen Typ-K-Thermoelement gemessen. Der Strahlungsaustausch

der Messperle mit den Brennkammerwänden und der Abgassonde wird unter

Berücksichtigung der Sichtfaktoren (siehe [PK09]) berechnet. Die an der Mess-

perle vorherrschende Geschwindigkeit wird durch den Ansaugstrom der Ab-

gasentnahmesonde dominiert und bestimmt den konvektiven Wärmetrans-

port an der Thermoelementperle. Die für die Berechnung des Wärmeüber-

gangskoeffizienten an der Messperle notwendigen Strömungsgeschwindig-

keiten in der Brennkammer werden mit guter Näherung aus numerischen Ver-

brennungssimulationen abgeschätzt. Die strahlungskorrigierte Gastempera-

tur Tg as ergibt sich aus der iterativ zu lösenden Gleichung der Strahlungsbi-

lanz 12 [Ras12]:

(

Tg as −TT h

)

=
ǫP t σ

αT h

[

(

T 4
T h −T 4

AS

) Ae f f S

2 AT h
+

(

T 4
T h −T 4

W

) 1− Ae f f S

2 AT h

]

. (4.17)

Wie auch bei den lokalen Emissionen werden die Messwerte der lokalen Tem-

peratur über einen Zeitraum von 120 Sekunden gemittelt. Zwischen den ein-

zelnen Messpunkten wird eine Wartezeit von 30 Sekunden eingehalten, bis

sich ein stationärer Wert einstellt. Aufgrund der Trägheit der Temperaturmes-

sung können keine zeitlich aufgelösten Messungen durchgeführt werden, um

mögliche zeitliche Temperaturschwankungen an einem lokalen Messpunkt

aufzuzeichnen.

4.6 Numerische Simulationen

Die experimentellen Ergebnisse aus dem Wasserkanal werden mit numeri-

schen Daten aus [MSS11, MSB+12, SMS+13, SMH+13] verglichen. Es wur-

den dazu Large Eddy Simulationen (LES) mit dem inkompressiblen Berech-

nungsprogramm ANSYS Fluent 13 durchgeführt. Die Geometrie wurde struk-

turiert mit hexaedrischen Elementen vernetzt und hatte eine Netzgröße von

12 mit Emissionszahl Platin ǫP t , Stefan-Boltzmann Konstante σ, konvektiver Wärmeübergangskoeffizient an
der Thermoelementperle αT h , effektive Sondenoberfläche Ae f f S , Thermoelementoberfläche AT h , Messwert
Thermoelementtemperatur TT h und Wandtemperatur BrennkammerTW
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4.7 Dynamische Druckmessung

ungefähr 8.9×106 Zellen. Die Wandgrenzschicht war nicht vollständig auf-

gelöst, so dass mit einem Wandmodell der Nahbereich der Wandströmung

berechnet wurde. Die Startlösung zur Berechnung der LES wurde mit einem

RANS (Reynolds Averaged Navier Stokes) Ergebnis unter Verwendung des k-ǫ-

realizable Turbulenzmodells initialisiert. Es wurde ein Diskretisierungssche-

ma zweiter Ordnung verwendet. Die Stoffdaten wurden in Analogie zu den

isothermen Experimenten gewählt, so dass die Strömung aus Wasser mit einer

Temperatur von T = 283 K bestand. Die Reynolds-Zahl der Hauptströmung,

bezogen auf den Brenneraustritt Db, war Re = 6.4×104. Weitere Details zur

numerischen Berechnung sind in [MSS11, MSB+12, SMS+13, SMH+13] gege-

ben.

4.7 Dynamische Druckmessung

Das akustische Verhalten im atmosphärischen Verbrennungsprüfstand wur-

de durch dynamische Druckmessung quantifiziert. Die Messungen wurden

im Rahmen der Veröffentlichung von Marosky et al. [MSS+13b] durchgeführt.

Es wurden drei dynamische Drucksensoren (Piezotronics PCB 106B) mit ei-

ner Aufnahmerate von 216 Hz verwendet, um den dynamischen Druck in der

Brennkammer zu messen. Die Sensoren sind entlang der Brennermittelach-

se in der Brennkammer stromab der Brenneraustrittsebene verteilt (siehe

Abschnitt 3.3). Die Signale wurden über eine Sekunde aufgenommen, Fourier-

transformiert und über 60 Spektren gemittelt.

4.8 Ähnlichkeitsbedingungen

Die Strömungseigenschaften und Mischungscharakteristiken wurden in iso-

thermen Wasserkanaluntersuchungen studiert, die entscheidende Vorzüge

aufweisen: Es herrscht eine bessere Zugänglichkeit und die Strömung lässt

sich mit geringerem Aufwand als in Verbrennungsversuchen sichtbar ma-

chen. Mit niedrigen Strömungsgeschwindigkeiten lassen sich bereits hohe

Reynoldszahlen einstellen, da die kinematische Viskosität von Wasser gering-

er ist als die von Luft. Um eine Vergleichbarkeit mit den atmosphärischen Ver-

brennungsexperimenten zu gewährleisten, wurde auf die Einhaltung der Ähn-

lichkeitsbedingungen geachtet. Nachfolgend werden die Ähnlichkeitsbedin-
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gungen nach Leuckel et al. [LSW02] beschrieben, die für das skalierte System

(Index: skal) und das Originalsystem (Index: orig) einzuhalten sind. Es wird

dabei die Beziehung zweier Ströme (Index: 1,2) zueinander betrachtet. Als ers-

tes ist die geometrische Ähnlichkeit zu erfüllen. Alle Verhältnisse zwischen Li-

nearabmessungen oder Flächenpaaren A1, A2 müssen gleich groß sein:

(

A1

A2

)

skal

=

(

A1

A2

)

or i g

. (4.18)

Des Weiteren muss die kinematische und dynamische Ähnlichkeit erfüllt sein.

Dies bedeutet eine Ähnlichkeit der Dichte- und Geschwindigkeitspaare:

(

ρ1

ρ2

)

skal

=

(

ρ1

ρ2

)

or i g

, (4.19)

(

u1

u2

)

skal

=

(

u1

u2

)

or i g

. (4.20)

Daraus folgt eine Proportionalität für die Massenstrom- und Impulstromdich-

ten:

(

ρ1 u1

ρ2 u2

)

skal

=

(

ρ1 u1

ρ2 u2

)

or i g

, (4.21)

(

ρ1 u2
1

ρ2 u2
2

)

skal

=

(

ρ1 u2
1

ρ2 u2
2

)

or i g

. (4.22)

Werden diese wesentlichen Bedingungen erfüllt, sind alle Größen der Zu-

und Abströmeigenschaften des Verbrennungssystems proportional zueinan-

der. Im Rahmen dieser Arbeit werden die Größenverhältnisse beibehalten und

das Strömungsmedium verändert. Anstelle von Gasströmungen im Original-

system werden im skalierten System Flüssigkeitsströmungen untersucht. Im

Wasserkanal ist Gleichung 4.19 im Detail nicht erfüllt, da alle Ströme durch

Wasser mit gleicher Dichte repräsentiert werden13. Im Originalsystem werden

13 Der Einfluss von PIV-Streupartikeln bzw. LIF-Farbstoff auf die Dichte kann aufgrund des sehr geringen Anteils
vernachlässigt werden.
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je nach Untersuchungsfokus unterschiedliche Massenströme aus Luft, gasför-

migen Brennstoff oder Gas-Luft-Gemischen mit unterschiedlichen Tempera-

turen und somit unterschiedlichen Dichten zusammengeführt. Die geforder-

te Ähnlichkeit zwischen Originalsystem und skaliertem System können so-

mit nicht streng eingehalten werden. Dennoch lässt sich nach Brückner-Kalb

[BK07] und Sangl [San11] mit folgenden Formulierungen eine gute Vergleich-

barkeit erreichen. Unter Verwendung der Massen- und Impulsströme anstatt

der Massen- und Impulsstromdichten ergibt sich:

(

ρ1 u1 A1

ρ2 u2 A2

)

skal

=

(

ρ1 u1 A1

ρ2 u2 A2

)

or i g

, (4.23)

(

ρ1 u2
1 A1

ρ2 u2
2 A2

)

skal

=

(

ρ1 u2
1 A1

ρ2 u2
2 A2

)

or i g

. (4.24)

Die Zusammenhänge in Gleichung 4.19 und Gleichung 4.20 können durch

das Miteinbeziehen der Einströmquerschnitte durch folgende Formulierung-

en gleichwertig ersetzt werden:

(

A1

A2

)

skal

=

(

A1

A2

)

or i g

(

ρ1

ρ2

)

or i g
(

ρ1

ρ2

)

skal

. (4.25)

Das Flächenverhältnis A1/A2 in Gleichung 4.25 ist dabei nicht geometrisch

ähnlich, sondern wird in Abhängigkeit vom Dichteverhältnis angepasst. Die

Verletzung der Dichteähnlichkeit wird somit durch die Anpassung der geo-

metrischen Ähnlichkeit korrigiert, so dass die Ähnlichkeiten von Geschwin-

digkeit, Massen- und Impulsstrom eingehalten werden. Eine andere Möglich-

keit ist es, die Dichteunterschiede aus Gleichung 4.19 direkt über das Impuls-

stromdichteverhältnis (Gleichung 4.22) anzupassen. Dabei wird die geome-

trische Ähnlichkeit (Gleichung 4.18) eingehalten und die Ähnlichkeit der Ge-

schwindigkeit (Gleichung 4.20) modifiziert. Die Dichte wird in Gleichung 4.23

durch Gleichung 4.26 ersetzt.

ṁ = ρ u A (4.26)
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(

ṁ1 u1 A−1
1

ṁ2 u2 A−1
2

)

or i g

=
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ṁ1 u1 A−1
1

ṁ2 u2 A−1
2

)

skal

(4.27)

Durch weitere Umformung ergibt sich:

(

ṁ1

ṁ2

)

skal

=

(

ṁ1

ṁ2

)

or i g

(√

ρ2

ρ1

)

or i g
(√

ρ2

ρ1

)

skal

. (4.28)

In dieser Arbeit wird, wie auch in [RSAM06, BK07, San11], ein konstan-

tes Impulsstromdichteverhältnis und das geometrische Ähnlichkeitsverhält-

nis eingehalten. Im Rahmen der Untersuchungen zur Kühllufteindüsung er-

folgt die Skalierung auf Basis des Impulsstromdichteverhältnisses J nach

[LTH93, HM01]. Die Indizes kennzeichnen die einzelnen Ströme (K : Kühlluft,

B : Brennerhauptluft, V : Verbrennungsversuch, W : Wasserkanal).

J =
ρK ,V u2

K ,V

ρB ,V u2
B ,V

=
ρK ,W u2

K ,W

ρB ,W u2
B ,W

= const. (4.29)

In Kapitel 6 wird nach Umformulierung von Gleichung 4.29 mit

Gleichung 4.26 und unter Berücksichtigung der konstanten Dichten im

Wasserkanal für beide Stoffströme folgender Zusammenhang verwendet, um

die Massenströme einzustellen:

ṁK ,W =

√

√

√

√

J A2
K ,W ṁ2

B ,W

A2
B ,W

. (4.30)

Weitere wichtige Ähnlichkeitsbedingungen lassen sich mit dimensionslosen

Kennzahlen ausdrücken. Von Bedeutung sind dabei vor allem die Reynolds-

zahl Re, mit der Strömungseigenschaften skaliert werden, sowie die Schmidt-

zahl Sc, die turbulente Mischungsprozesse beschreibt. Insbesondere bei lami-

naren und schwach turbulenten Strömungen ist die Ähnlichkeit der Reynolds-

zahl beim Vergleich zweier Systeme entscheidend. Die Skalierung erfolgt mit:
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Reor i g =

(

u L

ν

)

or i g

=

(

u L

ν

)

skal

= Reskal . (4.31)

Die in dieser Arbeit untersuchten technischen Verbrennungssysteme wer-

den im vollturbulenten Bereich betrieben. Die Reynoldsähnlichkeit ist da-

bei von untergeordneter Bedeutung [San11]. Für vollturbulente Strömungen

mit ausreichend hohen Reynoldszahlen (Re > 6000) herrscht nahezu Selbst-

ähnlichkeit zwischen der Feldverteilung von zeitgemittelten Strömungsge-

schwindigkeiten, den Makroturbulenzgrößen und den lokalen Mischungs-

graden, die die Grobmischung beschreiben. Es besteht jedoch ein Einfluss

der Reynoldszahl auf mikroturbulente Mischungsstrukturen, der sogenann-

ten Feinmischung [Mil91].

Sangl untersucht in [San11] die Selbstähnlichkeit der Strömung im Wasser-

kanal in Abhängigkeit von der Reynoldszahl. Der verwendete Messaufbau

entspricht dem in Abschnitt 3.2 beschriebenen. Der verwendete Drallbren-

ner ist eine kleinskalige Version des in dieser Arbeit verwendeten generi-

schen Brenners. Durch Variation des Volumenstromes ergeben sich in den

durchgeführten Untersuchungen Reynoldszahlen von Re = 37500 − 112500.

Es wird gezeigt, dass mit steigender Reynoldszahl sowohl die axialen als

auch die tangentialen Geschwindigkeiten geringfügig zunehmen. Mit stei-

gender Reynoldszahl verschiebt sich die Lage der Rückstromzone leicht nach

stromab, wobei dies von dem auf der Mittelachse eintretenden axialen Mas-

senstrom abhängig ist. Sangl [San11] zeigt jedoch, dass der Einfluss auf den

Nahbereich des Brenneraustritts beschränkt ist und spätestens ab y/Db = 1

eine Selbstähnlichkeit wieder vorliegt. Die geringfügige Durchsatzabhängikeit

der Reynoldszahl bei zu dieser Arbeit ähnlichen Verbrennungssystemen wird

auch in [Krö03, Kie05, Bur09] gezeigt. Die isothermen Strömungs- und Mi-

schungsuntersuchungen dieser Arbeit (siehe Kapitel 5,Kapitel 6) werden alle

bei gleichen Massenströmen durchgeführt. Es interessieren hier vor allem der

direkte Vergleich der Strömungs- und Mischungsfelder in Abhängigkeit vom

variierten Parameter, so dass die Durchsatzabhängigkeit vernachlässigbar ist.

Zur Betrachtung der Feinmischung wird die Schmidtzahl herangezogen, wel-

che das Verhältnis des diffusiven Impulstransports zum diffusivem Stofftrans-

port beschreibt. Die Skalierung erfolgt mit:
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Scor i g =
( ν

D

)

or i g
=

( ν

D

)

skal
= Scskal . (4.32)

Mit den Schmidtzahlen von Scw = 1000 für Wasser und ScL = 1 für Luft

ist eine Ähnlichkeit zwischen Verbrennungs- und Wasserkanalversuche nach

Gleichung 4.32 nicht gegeben. Bei gleicher Reynoldszahl ist die kleinska-

lige Mischung im Wasserkanal folglich schlechter als im Gas-Luft-System

der Verbrennungsversuche. Miller vergleicht in [Mil91] die Mischungsgüte

und Schmidtzahlabhängigkeit von runden, turbulenten Freistrahlen in Flüs-

sigsystemen mit den Ergebnissen der gleichen Untersuchung in gasförmi-

gen Medien aus [Dow88, DD90] (siehe Abbildung 4.14). Der Vergleich der

experimentellen Daten zeigt, dass die Mischungsfluktuationen in der Flüs-

sigphase mit steigender Reynoldszahl geringer werden und sich denen der

Gasphase angleichen. Bei geringeren Reynoldszahlen sind die Mischungs-

fluktuationen in der Flüssigphase viel höher als in der Gasphase. Für hohe

Reynoldszahlen (Re > 4×104) ist das Mischungsverhalten von Flüssigsyste-

men Re-unabhängig. In gasförmigen Systemen sind die Mischungsfluktionen

über den gesamten untersuchten Bereich unabhängig von der Reynoldszahl

[MD91].
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Abbildung 4.14: Normierte Varianz der Freistrahl-Fluid-Konzentration entlang der Achse ei-
nes turbulenten Freistrahls als Funktion der Reynoldszahl nach [Mil91]
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Aus den vorgestellten Ergebnissen von Miller, Dowling und Dimotakis lässt

sich schlussfolgern, dass die Wasserkanaluntersuchungen im Allgemeinen

die Mischungsfluktuationen im Vergleich zu den Verbrennungsversuchen zu

hoch vorhersagen werden. Eine möglichst hohe Reynoldszahl bei den Was-

serkanalstudien sowie die Einhaltung der Ähnlichkeitsbeziehungen kann dies

jedoch reduzieren.

In der Literatur finden sich Arbeiten, die basierend auf im Wasserkanal ge-

messenen Mischungsverteilungen von Drallbrennern mit Vormischung Rück-

schlüsse auf die Vorgänge im Verbrennungsprüfstand ziehen: Bei Lacarelle et

al. [LGP10, Lac11] sowie in den Arbeiten von Sangl und Mayer [San11, May12,

SMS14] werden jeweils eine quantitative Verbindung zwischen mit LIF ge-

messenen Mischungsverteilungen im Wasserkanal und den detektierten NOx-

Emissionen im atmosphärischen Verbrennungsversuchsstand hergestellt. Ba-

sierend auf den LIF und PIV Messungen im Wasserkanal werden dabei Me-

thoden entwickelt, mit denen die NOx-Emissionen der atmosphärischen Ver-

brennung vorhergesagt werden können. Geng et al. [GPBF03] nutzen CFD-

Simulationen, die mit experimentell im Wasserkanal bestimmten Mischungs-

daten sowie mit Emissionsmessungen im atmosphärischen Verbrennungs-

prüfstand validiert werden, um die Mischungsgüte von Drallbrennern vor-

herzusagen. Die Übertragbarkeit von numerischen Simulationen der turbu-

lenten Mischung einer Quereindüsung in eine Strömung14 auf experimentel-

le Daten durch Anpassung der Schmidtzahl ist in [HGH99] vorgestellt. Die

zweite, im Rahmen dieses Forschungsprojektes, durchgeführte Arbeit von Sei-

del [SMS+13, Sei14] untersucht numerisch die Mischungsqualität des generi-

schen Brenners. Dabei wird basierend auf den hier präsentierten Ergebnissen

der Mischungsverteilung im Wasserkanal die Schmidtzahl der numerischen

Studie angepasst.

In Verbrennungsversuchen gilt es zudem reaktionskinetische Vorgänge zu be-

rücksichtigen. Diese hängen von der Verweilzeit, der Aufenthaltszeit in der

Reaktionszone, ab. Die Verweilzeit ist entscheidend für die Emissionsbildung.

Zur Skalierung zweier Verbrennungssysteme wird dabei die Damköhlerzahl

herangezogen, die das Verhältnis von turbulentem zu chemischen Zeitmaß

beschreibt [Tur00]:

14 engl.: jet in crossflow
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Daor i g =

(
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skal
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Neben der Einhaltung von Ähnlichkeitsbeziehungen gilt es die Übertragbar-

keit der isothermen Untersuchungen im Wasserkanal auf die Verbrennungs-

versuche im Prüfstand sowie auf das Originalsystem zu berücksichtigen. Bei

der Verbrennung kommt es aufgrund der Wärmefreisetzung zur thermischen

Expansion der Verbrennungsgase und demzufolge zur Dichteabnahme der

Gase in der Brennkammer. Dieser Dichtesprung kann in den Wasserkanal-

untersuchungen nicht wiedergegeben werden. Die Strömungsfelder unter-

scheiden sich demzufolge stromab der Reaktionszone voneinander. Im Ver-

brennungssystem wird die Strömung von daher unter Einhaltung der Mas-

senbilanz in einem geschlossenem System in axialer Richtung beschleunigt

[San11].

Die in dieser Arbeit durchgeführten Untersuchungen im Wasserkanal und

im Verbrennungsprüfstand sind in Aufbau und Durchführung ähnlich zu

den von Sangl [San11] und Mayer [May12] durchgeführten Experimenten.

Mayer [May12] vergleicht PIV Ergebnisse aus den isothermen Betrieb des at-

mosphärischen Verbrennungsversuchsstand mit denen der isothermen Was-

serkanalstudien aus [San11]. Eine Analyse der Ergebnisse zeigt, dass zwar

geringe Abweichungen der Strömungsfelder vorliegen, jedoch grundsätzlich

eine gute Ähnlichkeit der Strömungsfelder zu erkennen ist. Wie bei Sangl

[San11], ist auch bei den isothermen PIV-Messungen im Verbrennungsprüf-

stand von Mayer [May12] eine Selbstähnlichkeit der Strömung zu erkennen.

Mit der Durchsatzvariation verschiebt sich die Rückstromzone ebenfalls nach

stromab. Auch ein in [SMS11] präsentierter Vergleich von Strömungsfeld mit

der Reaktionszone im Verbrennungsprüfstand zeigt eine gute Übereinstim-

mung. Lacarelle zeigt ebenso in [LGP10, Lac11] durch den direkten Vergleich

von isothermen Geschwindigkeitsmessungen im Wasserkanal und im Ver-

brennungsprüfstand, dass prinzipiell eine sehr gute Übereinstimmung der Er-

gebnisse erzielt werden kann. Dies gilt auch für reagierende Strömungen, so-

lange sich die Flamme außerhalb des Brenners befindet.

In Abbildung 4.15 wird das mittlere Strömungsfeld des generischen Bren-

ners, welches mittels HSPIV im Wasserkanal gemessen wurde, mit der mitt-

leren Reaktionszone im Verbrennungsprüfstand verglichen. Es werden die
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in diesem Abschnitt erläuterten Ähnlichkeitsbedingungen eingehalten. Die

Versuchsaufbauten sind in Kapitel 3 beschrieben. Indikator für die Verbren-

nungsreaktion ist die OH∗-Chemilumineszenz (entabelt). Die Reaktionszone

ist in Abbildung 4.15 konsistent mit den ermittelten Scherschichten der iso-

thermen HSPIV-Messung.
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Abbildung 4.15: Vergleich des mittleren isothermen Strömungsfelds (Wasserkanal,
HSPIV) mit der Reaktionszone im Verbrennungsprüfstand (OH∗-
Chemilumineszenz, entabelt) unter Einhaltung der Ähnlichkeitsbedin-
gungen für den generischen Brenner

Das Strömungs- und Mischungsfeld turbulenter Drallströmungen, welche in

isothermen Wasserkanaluntersuchungen bestimmt werden, sind demnach in

guter Näherung mit den Ergebnissen der zugehörigen Verbrennungsversu-

che vergleichbar. Die Wasserkanaluntersuchungen liefern zudem eine bes-

sere Datenqualität, da ein besseres Signal-Rausch-Verhältnis erzielt werden

kann als im Verbrennungsprüfstand. Dies ist insbesondere bei der Analyse der

Mischungsfluktuationen von entscheidender Bedeutung.
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Bevor der Einfluss der Kühllufteindüsung auf das Betriebsverhalten betrach-

tet wird, wurden die Strömungs- und Mischungsfelder der verwendeten Bren-

ner vorgestellt. Dazu wurden im Wasserkanal zunächst das isotherme Strö-

mungsfeld des generischen Brenners (Aufbau siehe Abschnitt 3.1.2) sowie

des Referenzbrenners (Aufbau siehe Abschnitt 3.1.1) vermessen. In diesem

Kapitel werden in Abschnitt 5.1 sowohl die stationären als auch die insta-

tionären Ergebnisse dieser Aerodynamikstudien vorgestellt. Wie von Seidel

et al. [SMH+13] gezeigt wurde, ist die Betrachtung der zeitlich gemittelten

Strömungsfelder nicht ausreichend, um das Strömungsverhalten eindeutig

zu charakterisieren. Eine Analyse der zeitlich aufgelösten Daten zeigte insta-

tionäre kohärente Strömungsstrukturen, die bei entsprechenden Randbedin-

gungen in einem instabilen Verbrennungsverhalten mit erhöhten Verbren-

nungspulsationen und erhöhter Rückschlagsneigung resultieren konnten.

Neben dem isothermen Strömungsfeld wird die Qualität der Brennstoff-

einmischung im technisch vorgemischten Betrieb (Betriebsweisen siehe

Abschnitt 3.3) für die beiden untersuchten Brenner miteinander verglichen

(siehe Abschnitt 5.2). Es wird dabei deutlich, dass der generische Brenner eine

verbesserte Feinmischung gegenüber dem Referenzbrenner erzielt. Dies wirkt

sich positiv auf die Emissionen im Verbrennungsbetrieb aus. Der Messaufbau

wurde in Kapitel 3 beschrieben. Die hier verwendete Messtechnik wurde in

Kapitel 4 vorgestellt.

5.1 Strömungsfeld

Im Rahmen der Arbeit von Sangl [San11] wurden detaillierte Vorstudien zu

den Strömungseigenschaften des skalierten generischen Brenners im Wasser-

kanal durchgeführt. Dabei wurde unter anderem die Rotationssymmetrie der

Strömung in Brenner und Brennkammer sowie die Selbstähnlichkeit der Strö-

mung bei Variation der (hohen) Reynoldszahl überprüft. Die Ergebnisse der
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Studien konnten für den hier verwendeten Messaufbau bestätigt werden. Auf

eine erneute Präsentation der Ergebnisse wird hier verzichtet und auf die Ar-

beit von Sangl [San11] verwiesen. Mayer [May12] hat gezeigt, dass die isother-

men Strömungsfelder aus [San11] gut mit denen im Verbrennungsversuch ge-

messenen Strömungsfeldern übereinstimmen. In Abbildung 4.15 wird zudem

ein Vergleich zwischen den Messungen im Wasserkanal und denen im atmo-

sphärischen Verbrennungsversuchsstand gezeigt. Auch in dieser Arbeit stim-

men die Ergebnisse gut überein. Da der hier verwendete generische Brenner

auf den Ergebnissen von Sangl [San11] und Mayer [May12] basiert (siehe auch

Abschnitt 3.1.2), sind die Erkenntnisse zur aerodynamischen Wirbelcharakte-

ristik und den Verbrennungseigenschaften auf den generischen Brenner über-

tragbar.

Fokus dieser Arbeit ist nicht die Brennerentwicklung, sondern der Einfluss

der Kühllufteindüsung auf das Betriebsverhalten. Nachfolgend werden des-

halb nur die Strömungsfelder für die Betriebsparameter der isothermen

Kühlluftstudien (Kapitel 6) gezeigt. Die Massenströme sowie die Brenner-

geometrie sind für alle Untersuchungen gleich. Detaillierte Ergebnisse zur

Brennerweiterentwicklung im Rahmen des bearbeiteten Forschungsprojek-

tes KW21 II – BY17GV1 sind in Marosky et al. [MSS13a] präsentiert und sind

Schwerpunkt einer zweiten Dissertationsarbeit [Sei14].

Nachfolgend werden zeitlich hochaufgelöste Messdaten des isothermen

Strömungsfeldes präsentiert. Die Daten stammen aus der Auswertung von

HSPIV-Messungen im Wasserkanal. 2500 Datensätze wurden mit einer Da-

tenfrequenz von 250 Hz aufgenommen, so dass die resultierende Messzeit

10 Sekunden beträgt. Bei den hier gezeigten Untersuchungen beträgt die

Reynoldszahl, bezogen auf den jeweiligen Austrittsdurchmesser Db des ver-

wendeten Brenners, für den generischen Brenner ReGB = 6.33×104 und für

den Referenzbrenner ReRB = 4.52×104. Für beide Brenner liegt ein Freistrahl-

regime vor, bei der eine Stabilisierung der Strömung an den Brennkammer-

wänden verhindert wird (siehe Abschnitt 3.3). Die Hauptströmungsrichtung

verläuft in allen abgebildeten Ergebnissen der axialen Messebene von links

nach rechts. Die Geschwindigkeiten sind mit der jeweiligen mittleren Ge-

schwindigkeit ur e f am Brenneraustritt2 (y/Db = 0) normiert. Die räumlichen

1 Forschungsinitiative Kraftwerke des 21. Jahrhunderts - Phase II, Arbeitskreis Brennkammern für Gasturbinen
2 engl.: bulk velocity
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Abmessungen sind mit dem jeweiligen Brenneraustrittsdurchmesser Db,GB

bzw. Db,RB des untersuchten Brenners normiert.

Basierend auf den im Anschluss präsentierten HSPIV-Ergebnissen werden

die Längen- und Zeitmaße für den generischen Brenner mit Hilfe der in

Abschnitt 2.2 vorgestellten Zusammenhängen abgeschätzt. Das integrale Län-

genmaß der größten auftretenden Wirbel wird mit einer halben Scherschicht-

breite angenommen (l0 = 0.025 m, siehe Abbildung 5.6). Mit Gleichung 2.12

ergibt sich eine turbulente Reynoldzahl von Ret = 2187.53. Aus Gleichung 2.16

resultiert für das Kolmogorov-Längenmaß lK = 7.81 × 10−5m4. Für den ge-

nerischen Brenner beträgt die räumliche Auflösung der axialen Strömungs-

felder 3×10−4 m/px. Das abgeschätzte Kolmogorov-Längenmaß ist demnach

geringer als die räumliche Auflösung, so dass eine komplette räumliche Auf-

lösung der kleinsten in der Strömung auftretenden Wirbel nicht erreicht wird.

Das integrale Zeitmaß berechnet sich nach Gleichung 2.11, so dass τt =

0.286 s ist. Mit dem Zusammenhang aus Gleichung 2.18 ergibt sich für das

Kolmogorov-Zeitmaß τK = 6.1 × 10−3 s. Die zeitliche Auflösung der Wasser-

kanaluntersuchungen ist mit 4×10−3 s kleiner, als das Zeitmaß der kleinsten

in der Strömung auftretenden Wirbel. Die instationären Strömungsstrukturen

werden demnach zwar nicht räumlich jedoch zeitlich vollständig aufgelöst.

Die räumlichen Auflösung wurde zu Gunsten der kompletten Darstellung des

Brenneraustrittsströmungsfeldes reduziert.

5.1.1 Stationäres Strömungsfeld

Zunächst werden die zeitlich gemittelten Strömungsfelder für den generi-

schen Brenner und den Referenzbrenner in Abbildung 5.1 bzw. Abbildung 5.2

gezeigt. Es werden das axiale Geschwindigkeitsfeld im Mischrohr und in

der Brennkammer sowie das tangentiale Geschwindigkeitsfeld in der Bren-

neraustrittsebene dargestellt (Messebenen siehe auch Abbildung 3.5). Ne-

ben den Werten der Axial- und Tangentialgeschwindigkeiten sind die Strom-

linien abgebildet. In der axialen Brenneraustrittsebene (Abbildung 5.1-(a),

Abbildung 5.2-(a)) sind für beide Brenner deutlich die ausgeprägte innere Re-

zirkulationszone sowie die gegenläufigen kleineren, äußeren Rezirkulations-

3 Die Turbulenzintensität in der Scherschicht beträgt 25% (siehe Abbildung 5.7). Die Schwankungsgeschwindig-
keit beträgt u′ = 0.25 ·0.35 m/s = 0.0875 m/s.

4 mit νW asser (20◦C,1bar) = 1.004×10−6 m2/s [Ver94]
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zonen erkennbar. Der Stagnationspunkt, an dem die axiale Geschwindigkeit

uax/ur e f = 0 beträgt, verankert die Flamme im reagierenden Fall.
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Abbildung 5.1: Mittlere Geschwindigkeitsfelder: Generischer Brenner (GB)

Die tangentialen Geschwindigkeitsfelder (Abbildung 5.1-(b),

Abbildung 5.2-(b)) zeigen für beide Brenner eine starke Drallströmung

mit erhöhten Geschwindigkeiten auf den äußeren Radien. Beim Referenz-

brenner werden die Stromlinien deutlich stärker ins Zentrum verschoben,

wohingegen beim generischen Brenner die einströmende Strömung mehr auf

größeren Radien gehalten wird. Durch die beiden Einlassschlitze wird eine

leichte Asymmetrie im tangentialen Strömungsfeld des Referenzbrenners
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erzeugt. Im Gegensatz dazu wird beim generischen Brenner durch die vier

Schlitze ein achsensymmetrisches tangentiales Strömungsfeld generiert.

Wie bereits in Abschnitt 3.1 erläutert, ist der generische Brenner so skaliert

worden, dass der Druckverlust über den Brenner gleich dem des Referenz-

brenner ist. Wie in Abbildung 5.2-(a) zu sehen ist, reicht die Rückstromzone

beim Referenzbrenner in den Brenner hinein. Dadurch wird ein Teil der Aus-

trittsfläche für die Strömung versperrt. Die Durchsätze beider Brenner glei-

chen sich trotz unterschiedlicher Austrittsdurchmesser (Db,RB /Db,GB = 1.4) an.
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Abbildung 5.2: Mittlere Geschwindigkeitsfelder: Referenzbrenner (RB)

Für einen quantitativen Vergleich der Strömungsfelder werden in

Abbildung 5.3 die radialen Axialgeschwindigkeitsprofile für verschiedene

axiale Positionen y/Db stromab der Brenneraustritssebene aufgetragen.

Es werden die Ergebnisse der HSPIV-Messungen für beide untersuchten

Brenner sowie der numerischen LES des generischen Brenners aus [SMH+13]

miteinander verglichen. Weiterführende Details zu den LES Untersuchun-

gen finden sich neben Abschnitt 4.6 zusätzlich bei Seidel et al. [SMS+13].

In Abbildung 5.4 sind die Standardabweichungen zum Mittelwert der nor-
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mierten Axialgeschwindigkeitsprofile aus Abbildung 5.3 dargestellt. Die

Standardabweichung berechnet sich nach Gleichung 2.4.
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Abbildung 5.3: Normierte Axialgeschwindigkeitsprofile, Mittelwert: HSPIV Referenzbrenner
(RB), LES und HSPIV generischer Brenner (GB)
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Abbildung 5.4: Normierte Axialgeschwindigkeitsprofile, Standardabweichung: HSPIV Refe-
renzbrenner (RB), LES und HSPIV generischer Brenner (GB)

Der entscheidende Unterschied zwischen den Strömungsfeldern des ge-

nerischen Brenners und des Referenzbrenners liegt in Form und Positi-

on der Rückstromzone (vergleiche Abbildung 5.1-(a), Abbildung 5.2-(a) und

Abbildung 5.3): Der generische Brenner ist durch einen breiten Wirbelkern-

radius mit einer Rückstromzone stromab der Brenneraustrittsebene gekenn-

zeichnet. Im Mischrohr des generischen Brenners bildet sich ein starker Frei-

strahl aus, der die Rückstromzone nach stromab des Brennermundes ver-
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schiebt. Beim Referenzbrenner ist die Rückstromzone schmaler und reicht

bis in den Brennermund hinein. Die negativen Geschwindigkeiten der Re-

zirkulationszone sind beim Referenzbrenner deutlich höher als beim gene-

rischen Brenner. Beim Referenzbrenner herrschen bereits am Brenneraus-

tritt (y/Db = 0.1) negative Geschwindigkeiten im Zentrum. In den Geschwin-

digkeitsprofilen (Abbildung 5.3) ist eine deutliche Überhöhung der Axialge-

schwindigkeit in den Scherschichten erkennbar. Insbesondere bei den Mittel-

werten herrscht eine sehr gute Übereinstimmung zwischen den Geschwindig-

keitsprofilen von Experiment (GB-PIV) und Numerik (GB-LES).

Die Fluktuationen im Strömungsfeld (Abbildung 5.4) sind beim Referenzbren-

ner höher als beim generischen Brenner. Für beide Brenner liegt eine größere

Schwankungsbreite der Geschwindigkeiten in den Scherschichten vor. Nahe

des Brenneraustrittes (y/Db = 0.1) treten Abweichungen im Fluktuationsni-

veau zwischen Experiment und Numerik auf, die sich jedoch stromab anglei-

chen.

In Abbildung 5.5 werden sowohl die Mittelwerte als auch die Standardab-

weichung zum Mittelwert der normierten Tangentialgeschwindigkeitsprofile

entlang der Brennermittelachse (r /Db=0) aufgetragen. Auch hier werden die

HSPIV-Ergebnisse für beide untersuchten Brenner sowie die Ergebnisse der

LES-Studien des generischen Brenners miteinander verglichen.
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Abbildung 5.5: Normierte Tangentialgeschwindigkeitsprofile entlang der Brennermittelach-
se, Mittelwert und Standardabweichung: HSPIV Referenzbrenner (RB), LES
und HSPIV generischer Brenner (GB)
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Das mittlere tangentiale Austrittsprofil des generischen Brenners

(Abbildung 5.5-(a)) variiert deutlich über den Brennerumfang. Im Zen-

trum (r /Db=0) sind die Tangentialgeschwindigkeiten signifikant geringer,

als auf höheren Radien. Die Übereinstimmung zwischen den mittleren

Tangentialgeschwindigkeitsprofilen von Numerik (GB-LES) und Experiment

(GB-PIV) ist auf höheren Radien (r /Db > |0.25|) sehr gut. Nur im Zentrum der

Profile liegen die Tangentialgeschwindigkeiten der LES-Ergebnisse unterhalb

der HSPIV-Ergebnisse. Die Standardabweichung der mittleren Tangential-

geschwindigkeiten (Abbildung 5.5-(b)) ist für alle drei betrachteten Fälle

gleichmäßig über den Umfang verteilt und nimmt lediglich im Zentrum mi-

nimal ab. Im Gegensatz zu den axialen Profilen (siehe Abbildung 5.4) tritt bei

den Tangentialprofilen eine deutlichere Abweichung zwischen Numerik und

Experiment auf. Die Fluktuationen der experimentellen Daten sind höher,

was auf den experimentellen Aufbau zurückzuführen ist. Bei den tangentialen

Messungen ist die Wassersäule zwischen Messebene und Kamera deutlich

größer als bei den axialen Aufnahmen. Die Datenqualität verschlechtert

sich mit größer werdender Wassersäule, da die Signalausbeute sinkt und

sich das Signal-Rausch-Verhältnis verringert. Der Referenzbrenner weist

deutlich höhere mittlere Umfangsgeschwindigkeiten auf als der generische

Brenner. Zudem ist der Abfall der Tangentialgeschwindigkeit im Zentrum

deutlich geringer, als beim generischen Brenner. Die beim Referenzbrenner

auftretenden Fluktuationen sind auch bei den Tangenitalprofilen höher als

beim generischen Brenner.

Weiterführende Beschreibungen der stationären Strömungsfelder des ska-

lierten generischen Brenners sind in [San11, May12] zu finden. Details zur

Brennerentwicklung sowie den Strömungseigenschaften des generischen

Brenners sind in [MSS11, MSS13a, SMH+13] dokumentiert. Das Strömungs-

feld des Referenzbrenners ist im Detail in [DHK07, MSS11] beschrieben.

5.1.2 Instationäres Strömungsfeld

Die Analyse der zeitlich aufgelösten Strömungsfelder erlaubt es, Ursachen für

erhöhte Pulsationen und Rückschlagstendenzen zu identifizieren. Neben der

Auswertung der Standardabweichungen zum Mittelwert und der Analyse der

PDFs an relevanten Messpunkten helfen die Auswertung der Turbulenzinten-
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sität bei der zeitlichen Charakterisierung des Strömungsfeldes. Die einzelnen

Methoden sind in Abschnitt 2.2 beschrieben.

In einer Studie von Seidel et al. [SMH+13] trat bei einem modifizierten ge-

nerischen Brenner in atmosphärischen Verbrennungsversuchen verstärkt un-

erwarteter Flammenrückschlag auf. Veränderte Einbaubedingungen beein-

flussten dort das aerodynamische Strömungsfeld und verursachten eine he-

likale Rotation des Wirbelkerns. Dies resultierte in unregelmäßigem Eindrin-

gen der Rückstromzone in den Brennermund, was im reagierenden Fall einen

Flammenrückschlag in den Brenner provozierte. Diese Erkenntnis konnte

durch die Auswertung von zeitlich hochaufgelösten HSPIV- und LES-Daten

gewonnen werden.

In dieser Arbeit wird der Einfluss der Kühllufteindüsung auf das Betriebsver-

halten untersucht. Die instantanen Strömungsfelder beeinflussen dabei signi-

fikant die Kühllufteinmischung (siehe dazu Abschnitt 6.1.1). Die Mischungs-

fluktuationen werden durch instationäre Strömungsvorgänge hervorgerufen.

Bevor die Kühllufteinmischung im Detail untersucht wird, werden zunächst

die instationären Strömungsfelder des generischen Brenners und des Refe-

renzbrenners beschrieben. In Abbildung 5.6 sind exemplarisch für den gene-

rischen Brenner Instantanvektorplots der axialen Brenneraustrittsebene für

eine charakteristische Zeitsequenz (∆t = 0.4s) abgebildet.
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Abbildung 5.6: Charakteristische Instantanvektorplots des generischen Brenners, axiale
Brenneraustrittsebene (∆t = 0.4s)
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Durch die hohe zeitliche Auflösung der HSPIV-Messungen können die

Schwankungen der Wirbelstrukturen im Strömungsfeld verfolgt werden. Die

Instantanvektorplots zeigen, dass sich sowohl in der inneren als auch in den

äußeren Scherschichten großskalige Wirbel bilden, die sich mit der Strömung

verschieben. Der Mischungsprozess in den Scherschichten wird durch den

Transport dieser großskaligen Wirbeln angetrieben und ist entscheidend bei

der Kühllufteinmischung. Dieser Effekt wird in Abschnitt 6.1.3 näher betrach-

tet (vergleiche auch Abbildung 6.6).

Um das turbulente Strömungsfeld statistisch zu beschreiben, werden die

Turbulenzintensitäten der Axial- und Tangentialgeschwindigkeitsfelder für

beide Brenner ausgewertet. In Abbildung 5.7 und Abbildung 5.8 sind die

nach Gleichung 2.6 berechneten Turbulenzintensitäten in Prozent abgebil-

det. Dabei sind zusätzlich die Stromlinien der Geschwindigkeitsfelder aus

Abbildung 5.1 bzw. Abbildung 5.2 in weiß dargestellt.
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Abbildung 5.7: Turbulenzintensität: Generischer Brenner (GB)

Die höchsten Turbulenzintensitäten liegen in den Scherschichten vor. Beim

generischen Brenner steigt die Turbulenzintensität bis auf 35% an, wohinge-

gen beim Referenzbrenner Werte um 25% erreicht werden. Eine hohe Turbu-

lenz in den Scherschichten sorgt für eine gute Mischung der eintretenden un-
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verbrannten Strömung mit dem zurückströmenden, bereits reagierten Gas. In

der Rezirkulationszone weist der Referenzbrenner erhöhte Turbulenzintensi-

täten von bis zu 20% auf. Die Turbulenzintensität des generischen Brenners

ist mit ungefähr 10% in dieser Region deutlich geringer. Im Tangentialpro-

fil zeigt der generische Brenner mit über 35% auf größeren Radien deutliche

höhere Turbulenzintensitäten als der Referenzbrenner. Mit steigendem Radi-

us vergrößert sich bei beiden Brennern die Turbulenz. Beim Referenzbren-

ner tritt vor allem im Bereich der Einlassschlitze eine erhöhte Intensität der

Turbulenz auf. Bei einer Normierung auf gleiche Massenströme herrschen je-

doch bei beiden Brennern die gleichen Turbulenzintensitäten. Unter Berück-

sichtigung der Skalierung von Db,RB /Db,GB = 1.45 sind die Maximalwerte der

Turbulenzintensität des Referenzbrenners um 40% höher als in Abbildung 5.8

und sind somit gleich den Maximalwerten des generischen Brenners (siehe

Abbildung 5.7).
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Abbildung 5.8: Turbulenzintensität: Referenzbrenner (RB)

5 der Austrittsdurchmesser des Referenzbrenners ist um 40% größer als der des generischen Brenners
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5.2 Brennstoffeinmischung

Auslegungsziel des generischen Brenners ist es unter anderem, eine verbes-

serte Feinmischung gegenüber dem Referenzbrenner zu erzielen. Bei beiden

Brennern wird der Brennstoff entlang der Einlassschlitze in die eintretende

Strömung eingedüst. Um die Mischungsqualität zu optimieren, wurden bei

der Gestaltung der Gasinjektoren des generischen Brenners zunächst nume-

rische Vorstudien durchgeführt. Die Ergebnisse der numerischen Mischungs-

untersuchungen des generischen Brenners sowie Details zu den Gasinjekto-

ren sind bei Marosky et al. [MSS11] zu finden. Beim Referenzbrenner wur-

de die Standardgestaltung der Gasinjektoren des Industriepartners verwen-

det (Details siehe Geng et al. [GPBF03, MHGG12]). Die Mischungsgüte wur-

de zunächst in isothermen HSPLIF Untersuchungen (siehe Abschnitt 4.2) im

Wasserkanal bewertet. Anschließend wurde das globale Emissionsniveau im

atmosphärischen Verbrennungsversuchsstand bestimmt. Die Messergebnis-

se der beiden Brenner werden nachfolgend miteinander verglichen. Wie auch

schon bei der Bewertung der Strömungsfelder, liefern die Analysen der zeitlich

aufgelösten Daten umfassendere Aussagen als die ausschließliche Betrach-

tung der zeitlichen Mittelwerte.

In Abbildung 5.9 wird jeweils exemplarisch ein instantanes Mischungsprofil

sowie der zeitliche Mittelwert der normierten Mischungskonzentration am

Brenneraustritt abgebildet. Zusätzlich werden die lokalen Mischungs-PDFs

an charakteristischen Koordinaten in der Brenneraustrittsebene sowie die

globalen Mischungs-PDFs der gesamten Brenneraustrittsfläche gezeigt. Ob-

wohl beide Brenner magere Vormischbrenner sind, weisen sie signifikante

Unterschiede bei der Brennstoffeinmischung auf. Während beim generischen

Brenner auch bei der Momentaufnahme der Mischungsverteilung am Bren-

neraustritt ein gleichmäßiges Mischungsprofil vorliegt, treten beim Referenz-

brenner starke Ungemischtheiten mit sehr fetten bzw. sehr mageren Zonen

auf (vergleiche Abbildung 5.9-(a) und Abbildung 5.9-(b)). Ursache dafür ist

vor allem die Anordnung der Gasinjektoren. Beim Referenzbrenner befindet

sich das letzte Loch der Gaseindüsung stromauf kurz vor der Brenneraus-

trittsebene. Der Einfluss der Brennstoffeindüsung ist somit noch deutlich im

Mischungsfeld sichtbar. Beim generischen Brenner werden hingegen durch

die zusätzliche Mischlänge des konischen Mischrohrs zwischen Drallerzeuger

und Brennkammereintritt lokale Ungemischtheiten abgebaut. Darüber hin-

aus unterscheiden sich die Strömungsfelder der Brenner deutlich: Während
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beim generischen Brenner ein breiter Wirbelkernradius mit einer Rezirkula-

tionszone stromab der Brenneraustrittsebene vorliegt, reicht beim Referenz-

brenner die deutlich schmalere Rückstromzone in den Brenner hinein. Der

eingedüste Brennstoff verteilt sich zunächst am Rand des Drallerzeugers und

wird erst weiter stromab in die Scherschichten eingemischt.

Im zeitlichen Mittel ist das Konzentrationsprofil des generischen Brenners

(Abbildung 5.9-(c)) über die Fläche der Brenneraustrittsebene homogen ver-

teilt. Beim Referenzbrenner (Abbildung 5.9-(d)) befinden sich insbesondere

im Nachlauf der Gasbelochung Zonen mit erhöhter Brennstoffkonzentrati-

on. Im Bereich der Einlassschlitze liegt die Brennstoffkonzentration dagegen

deutlich unter dem globalen Mittelwert. Beim Referenzbrenner bilden sich

auf größeren Radien am Brennerrand Bereiche mit höheren Brennstoffkon-

zentrationen. Der Kernbereich der Strömung ist deutlich magerer.

Um Informationen über das Fluktuationsverhalten zu erhalten, wird das

transiente Mischungsverhalten mittels Mischungs-PDFs bewertet (siehe

Abschnitt 2.2). Die PDFs sind auf die Anzahl der Messwerte sowie die Brenn-

stoffkonzentration am Eingang cr e f
6 normiert. Die Form der PDF-Kurven lie-

fert Aussagen über die Fluktuationsverteilung: Je flacher die Kurve ist, de-

sto breiter sind die Mischungsverteilungen und umso höher die auftreten-

den Mischungsfluktuationen. Ein schmaler Peak ist ein Indikator für geringe

Mischungsfluktuationen.

In Abbildung 5.9-(f) sind die globalen Mischungs-PDFs, der über den Bren-

neraustritt gemittelten Brennstoffkonzentration, für beide Brenner abgebil-

det. Es werden dabei 2048 Einzelbilder ausgewertet, wobei für jedes Einzel-

bild eine mittlere Brennstoffkonzentration bestimmt wird. Zwar liegen die

globalen mittleren Mischungskonzentrationen beider Brenner im Bereich um

ci /cr e f = 0.13, jedoch sind deutliche Unterschiede erkennbar: Die PDF-Kurve

des generischen Brenners ist deutlich schmaler und höher als die des Refe-

renzbrenners, was auf wesentlich geringere Mischungsfluktuationen der mitt-

leren Brennstoffkonzentration in der Austrittsebene schließen lässt. Die Aus-

wertung der globalen Mischungs-PDFs liefert allerdings keine Aussage über

Position und Schwankungsausmaß von Zonen, in denen die Brennstoffkon-

zentration deutlich von der mittleren Konzentration abweicht. Daher wird die

lokale Verteilung der Brennstoffkonzentration untersucht.

6 ci /cr e f = 1 bzw. c/cr e f = 1 entspricht 100% Brennstoff
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Abbildung 5.9: Isotherme Brennstoffeinmischung: Generischer Brenner (GB) und Referenz-
brenner (RB), tangentiale Brenneraustrittsebene
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Abbildung 5.10: Isotherme Brennstoffeinmischung - Mischungs-PDFs von Kreissegmenten
der tangentialen Brenneraustrittsebene: Generischer Brenner (GB) und Re-
ferenzbrenner (RB)

Es wird die jeweilige Brenneraustrittsebene in fünf Kreissegmente unter-

teilt (siehe Abbildung 5.10-(a) und Abbildung 5.10-(b)). Es wird die mitt-

lere Brennstoffkonzentration eines Kreissegmentes gebildet und für jedes

der 2048 Einzelbilder ermittelt. Die Konzentrationsschwankungen der ein-

zelnen Segmente werden durch Mischungs-PDFs abgebildet. Ein Vergleich

von Abbildung 5.10-(c) mit Abbildung 5.10-(d) zeigt ebenfalls, dass der Re-

ferenzbrenner höhere Schwankungsbreiten der Brennstoffkonzentration in

der Austrittsebene aufweist als der generische Brenner. Für beide Brenner

sinkt die Brennstoffkonzentration mit sinkendem Radius, wobei im Zen-

trum die größten Fluktuationen auftreten. Für den generischen Brenner

(Abbildung 5.10-(c)) sind die Unterschiede zwischen den Mischungs-PDFs

der einzelnen Kreissegmente, bis auf das Zentrumssegment 1, minimal. Die

Mischungs-PDFs des generischen Brenners sind zudem nur geringfügig brei-

ter und flacher als die globale PDF aus Abbildung 5.9-(f). Der generische Bren-
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ner besitzt demnach ein sehr gleichförmiges Austrittsprofil. Beim Referenz-

brenner (Abbildung 5.10-(d)) sind hingegen deutliche Unterschiede zwischen

den PDFs der einzelnen Kreissegmente erkennbar: Die Abnahme der Brenn-

stoffkonzentration zum Brennerzentrum hin ist deutlicher als beim generi-

schen Brenner. Die Mischungs-PDFs der Kreissegmente des Referenzbrenners

sind außerdem signifikant breiter und flacher als die globale Mischungs-PDF.

Die Brennstoffkonzentrationen in den einzelnen Kreissegmenten weichen

demnach stärker von der mittleren Austrittskonzentration ab. Wie die Be-

trachtung des Instantanbildes (Abbildung 5.9-(b)) bereits vermuten lässt, ist

die Brennstoffkonzentration des Referenzbrenners über den Austrittsdurch-

messer stark unterschiedlich verteilt. Eine ausschließliche Auswertung der

globalen Mischungs-PDFs liefert demzufolge keine umfassende Aussage über

die auftretenden Mischungsschwankungen, sondern es muss eine lokal diffe-

renzierte Betrachtung durchgeführt werden.

Um die örtliche Verteilung der Mischungsfluktuationen noch aussagekräfti-

ger zu beschreiben, werden lokale Mischungs-PDFs (Abbildung 5.9-(e) und

Abbildung 5.9-(g)) ausgewertet. Dies ermöglicht, die Entstehungsgebiete lokal

fetter bzw. magerer Zone zu identifizieren. Es wurden dazu an 31 charakteris-

tischen Positionen der Brenneraustrittsebene die Mischungs-PDFs ausgewer-

tet. Aus Gründen der Übersichtlichkeit werden nur die Kurven von vier exem-

plarischen Koordinaten7 in Abbildung 5.9-(e) bzw. Abbildung 5.9-(f) präsen-

tiert. Die gewählten vier Messpunkte repräsentieren dabei charakteristische

Bereiche der Brenneraustrittsebene. Messpunkt 1 befindet sich im Brenner-

zentrum, Messpunkte 2 und 4 befinden sich auf unterschiedlichen Radien

und Messpunkt 3 liegt am Rand der Austrittsfläche nahe der Schlitzeindüsung.

Jeder Messpunkt umfasst neun Datenpunkte mit einer Fläche von 3 × 3 Pixel.

Es werden 2048 Einzelbilder ausgewertet, so dass 18.432 Werte je Messpunkt

berücksichtigt werden. Aufgrund der Mittelung über neun Datenpunkte wird

das Signal-Rausch-Verhältnis signifikant verbessert. Ein Messpunkt repräsen-

tiert dabei eine Fläche von 7.96 ·10−6 × Ab.

Bei der transienten lokalen Auswertung der Mischungsverteilung des Refe-

renzbrenners sind starke Mischungsfluktuationen auf allen Radien erkennbar.

Die lokalen Mischungsfluktuationen sind im Vergleich zu denen innerhalb der

einzelnen Kreissegmente nochmals deutlich ausgeprägter. Die Kurvenverläu-

7 (1): r /Db = 0, y/Db = 0 – (2): r /Db = 0.3, y/Db = 0 – (3): r /Db = 0.12, y/Db = 0.43 –
(4): r /Db = 0.21, y/Db = 0.21
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fe für die Messpunkte 1, 2 und 4 sind fast vollständig abgeflacht, was ein Indi-

kator für sehr große Schwankungen ist. Lediglich im Bereich der Einlassschlit-

ze befinden sich sehr magere Zonen, die nicht mit Brennstoff durchmischt

werden (siehe Abbildung 5.9-(f), Messpunkt 3). Für den generischen Bren-

ner haben die Mischungs-PDFs deutlich steilere und schmalere Kurvenver-

läufe als beim Referenzbrenner. Für alle untersuchten Messpunkte des generi-

schen Brenners liegen die Kurven im Konzentrationsbereich von ci /cr e f = 0.1

bis ci /cr e f = 0.15. Auch hier sind die lokalen Mischungs-PDFs flacher als die

der Kreissegmente bzw. als die globale Mischungs-PDF. Es treten jedoch im

Vergleich zum Referenzbrenner auch bei der lokalen Analyse deutlich gerin-

gere Mischungsfluktuationen in der gesamten Querschnittsebene des Bren-

nerauslasses auf. Auf den äußeren Radien verschieben sich die Peaks der Mi-

schungskonzentrationen hin zu größeren Werten. Wie bereits bei der Analyse

der Kreissegmente aufgezeigt, ist der Kernbereich der Strömung geringfügig

magerer.

Die isothermen Mischungsstudien konnten durch Emissionsmessungen im

atmosphärischen Verbrennungsversuchsstand bestätigt werden. Beide Bren-

ner werden technisch vorgemischt mit den gleichen Betriebsparametern be-

trieben. Der Versuchsaufbau ist in Abschnitt 3.3 beschrieben. Auslegungs-

kriterium der verwendeten Drallerzeuger ist, neben einem stabilen Be-

triebsverhalten, die Produktion von möglichst geringen NOx-Emissionen. In

Abbildung 5.11 sind die NOx-Konzentrationen der beiden Brenner in Abhän-

gigkeit von der aus der Messung bestimmten adiabaten Flammentempera-

tur (siehe Abschnitt 4.4.5) aufgetragen. Die Messdaten wurden zur besseren

Vergleichbarkeit auf trockene Werte korrigiert und auf 15% O2 bezogen (sie-

he Abschnitt 4.4.3). Es wurden für jeden Betriebspunkt drei Messreihen über

jeweils 120 Sekunden gemittelt.

Die Messdaten weisen eine sehr gute Reproduzierbarkeit auf. Die aufgetrage-

nen Fehlerbalken der Standardabweichung zum Mittel sind gering und auch

die Streuung zwischen den drei Messreihen ist vernachlässigbar. Eine schlech-

te Feinmischung mit lokal ausgeprägten fetten Zonen produziert höhere NOx-

Emissionen (siehe Abschnitt 2.3). Die in Abbildung 5.11 gezeigten Ergebnisse

bestätigen dies: Die NOx-Konzentrationen des Referenzbrenners sind bei glei-

chen Betriebspunkten deutlich höher als die des generischen Brenners. Gene-

rell weisen jedoch beide Brenner ein niedriges NOx-Niveau auf.
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Abbildung 5.11: Globale NOx-Emissionen für den generischen Brenner (GB) und den Refe-
renzbrenner (RB), technisch vorgemischt

5.3 Zusammenfassung der Brennereigenschaften

In diesem Kapitel wurden die Strömungs- und Mischungsfelder der in dieser

Arbeit verwendeten Brenner vorgestellt. Die aerodynamischen Strömungs-

felder von Referenzbrenner und generischem Brenner unterscheiden sich

voneinander: Das Strömungsfeld des Referenzbrenners zeigt eine schmale-

re Rückstromzone mit höheren negativen Axialgeschwindigkeiten, die weit in

den Brennermund hineinreichen. Das Strömungsfeld des generischen Bren-

ners weist einen breiteren Wirbelkernradius mit einem Stagnationspunkt

stromab der Brenneraustrittsebene auf. Um Aufschluss über mögliche Strö-

mungsinstabilitäten und relevante turbulente Strömungsstrukturen zu ge-

winnen, wurde neben den Mittelwerten auch das instationäre Strömungsver-

halten betrachtet. Instantanvektorplots zeigen, zeitlich und räumlich aufge-

löst, großskalige Wirbel in den Scherschichten, die der entscheidende Mecha-

nismus für den Mischungsprozess sind. Diese kohärente Strukturen sind je-

doch nicht so dominant, als dass sie die mittlere Strömungsstabilität nega-

tiv beeinflussen würden. Ein hoher Grad an Turbulenzintensität wurde dem-

zufolge vor allem in den Scherschichten identifiziert. Der generische Bren-

ner zeigt im technisch vorgemischten Betrieb ein deutlich verbessertes Mi-

schungsverhalten. Der Referenzbrenner weist hingegen ausgeprägte magere

und fette Zonen auf, die neben den erhöhten Mischungsfluktuationen Ursa-
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che für höhere NOx-Emissionen im atmosphärischen Verbrennungsversuch

sind.

Im folgenden Kapitel 6 wird nun die Auswirkung der isothermen Kühlluft-

eindüsung auf das Betriebsverhalten im extern vorgemischten Betrieb ent-

koppelt von der Brennstoffeinmischung untersucht. Durch den extern vor-

gemischten Betrieb können Ungemischtheiten im Brennstoff-Luft-Gemisch,

die auf den direkten Kühllufteinfluss zurückzuführen sind, getrennt von den

Ungemischtheiten, die durch die Brennstoffeindüsung erzeugt werden, iden-

tifiziert werden. Lokale Ungemischtheiten gelten als potentielle Quellen auf-

tretender Instabilitäten.
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6 Kühllufteindüsung: Isotherme
Untersuchungen

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der detaillierten isothermen Unter-

suchungen zur Kühllufteindüsung im Wasserkanal gezeigt und interpretiert.

Der Messaufbau im Wasserkanal bietet fast uneingeschränkte optische Zu-

gänglichkeit und ermöglicht mit geringem Aufwand eine Vielzahl an Para-

metervariationen. Die Sichtbarmachung der Strömungs- und Mischungscha-

rakteristiken lässt sich deutlich einfacher realisieren als im Verbrennungsver-

suchsstand. Deshalb wurden die detaillierten Studien zur Parametervariation

der Kühllufteindüsung isotherm durchgeführt. Die Qualität der aufgenom-

menen Daten ist sehr gut und liefert zeitlich und örtlich hochaufgelöste Er-

gebnisse. In Abschnitt 6.1 werden das Eindüsungsverhalten und die Auswir-

kung der Kühllufteindüsung auf das Strömungs- und Mischungsfeld in Ab-

hängigkeit von den Geometrieparametern der Kühlluftinjektion untersucht.

Es werden dabei sowohl das mittlere als auch das instationäre Mischungs-

feld betrachtet. Abschnitt 6.2 befasst sich mit dem Einfluss des Injektions-

impulses der Kühllufteindüsung auf das Mischungsverhalten. Die Selbstähn-

lichkeit der Mischung wird in Abschnitt 6.3 untersucht. In Abschnitt 6.4 wird

die zeitliche Verteilung der Kühllufteinmischung entlang des Mischungspfa-

des gezeigt. Am Ende dieses Kapitels (Abschnitt 6.5) werden die Ergebnisse

der isothermen Messungen zur Kühllufteindüsung zusammengefasst sowie

die gewonnenen Erkenntnisse auf den Betrieb mit Verbrennung übertragen

(Abschnitt 6.6). In Tabelle 6.1 ist eine Übersicht über alle in diesem Kapitel

ausgewerteten experimentellen Untersuchungen und deren Messparameter

aufgelistet.

Die Geometrie der Frontplattenkühlung wurde in Anlehnung an das be-

stehende Design von stationären Gasturbinen (siehe Abschnitt 2.1.3) ge-

wählt und in den Messaufbau der Einzelbrenneruntersuchungen implemen-

tiert. Der schematische Messaufbau ist in Abbildung 6.1 skizziert. Um den

Einfluss von Geometrieparametern auf das Eindüsungsverhalten der Kühl-

luft untersuchen zu können, wurde die Frontplatte modular gestaltet (siehe
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Abbildung 6.2). Die Kühlluft wird in der Brenneraustrittsebene (y/Db = 0)

eingedüst. Es wurden sowohl HSPIV als auch HSPLIF Messungen (siehe

Kapitel 4) durchgeführt. Dabei wurden die gesamte Brenneraustrittsebene

sowie der Nahbereich der Kühlluftinjektoren in Detailaufnahmen betrach-

tet. Aufgrund der Achsensymmetrie der Strömung zur Mittelachse (siehe

Abbildung 5.1) wird nachfolgend nur eine Hälfte des Messfeldes abgebildet,

wenn das die Übersichtlichkeit verbessert. Falls nicht anders gekennzeich-

net, verläuft in allen Abbildungen die Hauptströmungsrichtung von links

nach rechts. Die detaillierten Studien zur isothermen Kühllufteindüsung wur-

den ausschließlich mit dem generischen Brenner durchgeführt. Aufgrund der

konstruktiven Eigenschaften des Referenzbrenners konnte dieser nicht oh-

ne weitreichende konstruktive Veränderungen mit einem von der Haupt-

luft getrenntem Kühlluftstrom versorgt werden. Für die Implementierung der

HSPLIF Messungen sind jedoch separate Massenströme notwendig.

Tabelle 6.1: Zusammenfassung der isothermen Untersuchungen zur Kühllufteindüsung,
Messparameter

Untersuchungsfokus Injektorgeometrie ṁK /ṁB J

Geometrieeinfluss
(HSPIV)

INJ, RSG, RSK 0.0755 0.65

Geometrieeinfluss
(HSLIF)

INJ, RSG, RSK 0.052 0.31

Injektionsimpuls RSG2, RSG, RSG3 0.0368 0.0812, 0.1577, 0.3705

0.0510 0.1577, 0.3025, 0.7106

Reproduzierbarkeit RSG2 0.0368 0.0812

Selbstähnlichkeit INJ 0.0194, 0.0256, 0.0325,
0.0395, 0.0471, 0.0510,
0.0537, 0.0610

0.0307, 0.0538, 0.0865,
0.1276, 0.1816, 0.2125,
0.2362, 0.3044

Einmischverhalten RSG 0.051 0.30
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Abbildung 6.1: Schematischer Messaufbau der Kühlluftinjektion durch die Frontplatte, gene-
rischer Brenner

6.1 Einfluss der Geometrieparameter

Um die generellen Effekte wie Eindring- und Mischungsverhalten zu studie-

ren, wurden konstante Massenströme für den Brenner ṁB und die Kühlluft

ṁK eingestellt. Basierend auf existierenden Maschinendesigns wurden drei

unterschiedliche, charakteristische Kühlluftinjektoren gestaltet: Gleichmäßig

um den Brenneraustritt verteilte Injektorbohrungen (INJ), ein konzentrischer

Ringspalt nahe des Brenneraustritts (RSK) sowie ein konzentrischer Ringspalt

auf einem größeren Radius (RSG). Ziel der Untersuchung war es, zu klären,

inwieweit die Wahl der Injektorgeometrie einen Einfluss auf das Einmisch-

verhalten ausübt. Die gewonnenen Erkenntnisse sind für den Designprozess

in der technischen Anwendung von entscheidender Bedeutung. Die Abmaße

der untersuchten Frontplatten mit den unterschiedlichen Eindüsungsgeome-

trien sind in Abbildung 6.2 illustriert. Die Injektorfläche ist für alle drei Fälle

gleich groß und beträgt AK = 1/9 Ab. Die in Abschnitt 6.1 betrachteten Unter-

suchungen wurden mit einem jeweils konstanten Impulsstromdichteverhält-

nis für alle drei Eindüsungsgeometrien durchgeführt (siehe Abschnitt 4.8). Die

Reynoldszahl beträgt, analog zu den Untersuchungen zur Charakterisierung

der Drallströmung in Kapitel 5, Re = 6.33×104.
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Injektorreihen

INJ
Kleiner Ringspalt

RSK
Großer Ringspalt

RSG

Db Db Db

0.62 Db
0.68 Db

0.74 Db0.8 Db

4 × 48 × 0.024 Db

0.61 Db

0.0192 Db

0.73 Db

0.016 Db

Abbildung 6.2: Geometrie der modularen Frontplatte: Injektorreihen (INJ), kleiner Ringspalt
(RSK) und großer Ringspalt (RSG)

6.1.1 Strömungsfeld

Zunächst wurde untersucht, inwieweit die Kühllufteindüsung das Drallströ-

mungsfeld beeinflusst. Die HSPIV Ergebnisse zeigen den Strömungspfad der

Brennerströmung und der eingedüsten Kühlluft auf. In Abbildung 6.3 sind

Detailaufnahmen des Stromlinienfeldes nahe der Brennerautrittsebene ge-

zeigt. Es werden die Fälle der drei unterschiedlichen Eindüsungskonzepte INJ,

RSK und RSG mit dem Betrieb ohne Kühllufteindüsung verglichen. Um die

Vergleichbarkeit zu gewährleisten, beträgt das Impulsstromdichteverhältnis

für alle Fälle mit Kühllufteindüsung in dieser Untersuchung J = 0.65 mit ei-

ner Kühlluftaufteilung von ṁK /ṁB = 0.07551. Es wurde bewusst ein hoher

Eindüsungsimpuls gewählt, um einen möglichen Effekt der Kühllufteindü-

sung auf das Strömungsfeld eindeutig identifizieren zu können. Die HSPIV

Untersuchungen zeigen, dass der Einfluss der Kühlluft auf die Aerodynamik

der Hauptströmung vernachlässigbar ist. Die Kühlluftinjektion beeinflusst le-

diglich das Strömungsfeld der äußeren Scherschichten nahe des Brenner-

austritts. Der Fall der Injektorreiheneindüsung (INJ) visualisiert den starken

1 Die HSPIV Messungen wurden im Kreislaufbetrieb durchgeführt, wobei Pumpe P2 den Kühlluftstrom bereit-
stellt. Aufgrund der Pumpenkenndaten von P2 ist der eingestellte Messwert für den Volumenstrom V2 bei hö-
heren Werten stabiler als bei geringen Volumenströmen (siehe Abschnitt 3.2).
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6.1 Einfluss der Geometrieparameter

Ansaugeffekt der Hauptströmung auf die Kühlluft am besten. Die Stromlini-

en des Injektionsstromes konvergieren bereits ab einer axialen Distanz von

y/Db = 0.15 zur Brenneraustrittsebene mit der Strömung der äußeren Scher-

schichten. Eine Kühllufteindüsung durch einen Ringspalt nahe des Brenner-

austritts (RSK) verursacht eine schwache Rezirkulationszone des eingedüs-

ten Stromes im Bereich der Brenneraustrittsebene. Diese Rezirkulationszone

ist bei einem Ringspalt auf einem größerem Radius (RSG) deutlich ausgebil-

deter. Die Größe der lokalen Rezikulationszone ist somit abhängig vom Ab-

stand zwischen Brenneraustritt (r /Db = 0.5) und radialer Ringspaltposition.

Dennoch wird auch bei der Ringspalteindüsung das Strömungsfeld von der

Hauptströmung dominiert. Die Brennerströmung reißt die Kühlluft mit und

sorgt für eine Verdünnung der Scherschichten. Die turbulenten Fluktuatio-

nen der Hauptströmung (siehe dazu Abschnitt 5.1.2) sind die treibende Kraft

für den Einmischungsprozess von Kühlluft in die Brennerströmung. Der zeit-

liche Ablauf der Einmischung ist in Abschnitt 6.4 im Detail beschrieben.
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Abbildung 6.3: Mittlere normierte axiale Geschwindigkeitsfelder, Detailaufnahme: Generi-
scher Brenner ohne Kühllufteindüsung; Kühllufteindüsung durch Injektorrei-
hen (INJ); Kühllufteindüsung durch kleinen Ringspalt (RSK); Kühllufteindü-
sung durch großen Ringspalt (RSG), (J = 0.65, ṁK /ṁB = 0.0755)

6.1.2 Mittleres Mischungsfeld

Hauptaugenmerk der isothermen Untersuchungen liegt auf der Charakte-

risierung des Mischungsverhaltens. Dazu wurden HSPLIF Messungen nach

Abschnitt 4.2 durchgeführt und diese zeitlich und räumlich ausgewertet.

Zunächst wurde die Auswirkung der unterschiedlichen Kühlluftinjektorgeo-

metrien auf das mittlere Mischungsverhalten analysiert. Abbildung 6.4-oben
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zeigt den mittleren normierten Mischungsbruch für die drei unterschiedli-

chen Eindüsungsgeometrien. Die Referenzkonzentration, mit der die Mess-

werte normiert werden, ist die Einlasskonzentration der Kühlluft2. In

Abbildung 6.4-unten ist die Standardabweichung zum mittleren Mischungs-

bruch nach Gleichung 2.4 dargestellt. Es wurde zusätzlich die mittlere

Staustromlinie (uax/ur e f = 0) aus Abbildung 5.1-(a) für alle abgebildeten Kon-

zentrationsfelder in weiß gekennzeichnet. Zur Kennzeichnung der Position

der äußeren Scherschichten wurde außerdem exemplarisch eine Stromlinie

aus Abbildung 5.1-(a) in grau eingezeichnet. Das Impulsstromdichteverhält-

nis beträgt bei den Mischungsuntersuchungen der unterschiedlichen Kühl-

luftgeometrien J = 0.31 mit einer Kühlluftaufteilung von ṁK /ṁB = 0.0523.

Die höchsten Mischungskonzentrationen herrschen, abgesehen vom Bereich

der Eindüsungsstelle, in den Scherschichten. Die Kühlluft verdünnt die ge-

samte Rezirkulationszone und wird im Mittel, über die Staustromlinie hinaus,

stromauf bis in den Kernbereich der Hauptströmung transportiert. Die Iso-

linien der Mischungsverteilung in der inneren Rezirkulationszone verlaufen

dabei parallel zur Staustromlinie. Wie im vorangegangenen Abschnitt 6.1.1

gezeigt, dominiert das Strömungsfeld die Kühllufteinmischung und transpor-

tiert demnach die eingedüste Kühlluft entlang der Stromlinien des Geschwin-

digkeitsfeldes. Neben den Schwankungen nahe der Eindüsungsstelle und in

den Scherschichten, treten auch große Schwankungen im Bereich des Stau-

punktes auf. Dieses Verhalten wird im Abschnitt 6.1.3 näher untersucht.

Im Allgemeinen ist der Einfluss der Eindüsungsgeometrie auf das Mischungs-

feld sowohl im Mittelwert als auch in der Standardabweichung gering. Die

Auswirkungen der Geometrievariationen sind auf den Bereich nahe der Front-

platte bis zu einer axialen Distanz von y/Db = 0.5 beschränkt. Angetrieben

von der Brennerströmung breitet sich die eingedüste Kühlluft entlang des

Hauptströmungsfeldes (siehe Abbildung 6.3) aus. Das starke Entrainment4

der Kühlluft durch die Hauptströmung limitiert die Größe der lokalen Kühl-

luftrezirkulationszone auf den Bereich nahe der Frontplatte. Die Kühlluftver-

teilung ist für die Geometrien INJ und RSG ähnlich. Es ist eine breitere Vertei-

lung in radialer Richtung nahe der Brenneraustrittsebene zu beobachten. In
2 0 ≤ c/cr e f ≤ 1, cr e f ist die Konzentration der reinen Kühlluft
3 Für diese Mischungsuntersuchungen wurde der Volumenstrom der Kühlluftströmung mittels Pumpe P3 zur

Verfügung gestellt. Zwar ermöglichen die Kenndaten von P3 nur geringere Volumenströme, jedoch unterliegen
diese geringeren Schwankungen und können feiner eingestellt werden als mit P2 (siehe Abschnitt 3.2). Der
eingestellte Volumenstrom befindet sich im oberen Betriebsbereich von P3

4 engl.: Entrainment - Mitreißen
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6.1 Einfluss der Geometrieparameter

beiden Fällen verdünnt die Kühlluft den Hauptstrom von einer radialen Po-

sition r /Db = 0.5 bis zu r /Db = 0.8. Im Fall des kleinen Ringspalts RSK reicht

die Verdünnungszone von r /Db = 0.5 bis zu r /Db = 0.6. Die radiale Vertei-

lung ist schwächer. Durch die Lage des Eindüsungsschlitzes nahe des Bren-

neraustritts (r /Db|RSK = 0.61 bzw. r /Db|RSG = 0.73) findet die Einmischung

bei der Geometrie RSK in den Hauptstrom schneller statt. Ein analoges Ver-

halten kann für die Werte der Standardabweichung identifiziert werden. Die

Schwankungen für die Fälle INJ und RSG sind ähnlich verteilt in Ort und Stär-

ke, wohingegen der RSK Fall starke Fluktuationen in einer kleineren Region

nahe der Frontplatte aufweist.
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Abbildung 6.4: Mittelwert (oben) und Standardabweichung (unten) der normierten Kühl-
luftkonzentration für Eindüsungsgeometrie INJ, RSK und RSG, mit mittlerer
Staustromlinie (uax/ur e f = 0) in weiß und Stromlinie zur Kennzeichnung der
äußeren Scherschichten in grau, (J = 0.31, ṁK /ṁB = 0.052)

Das experimentell beobachtete Mischungsverhalten wurde mit numerischen

Ergebnissen aus LES-Studien verglichen. Die Strömungsparameter sind für

Experiment und Numerik gleich. Die grundlegenden Parameter der LES wur-

den in Abschnitt 4.6 vorgestellt. Weiterführende Details zu den durchge-

führten Untersuchungen sind in [MSB+12, SMS+13, SMH+13] zu finden. In

Abbildung 6.5 sind die radialen mittleren Mischungsbrüche für unterschied-
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liche axiale Positionen entlang der Hauptströmungsrichtung abgebildet. Es

werden dabei die experimentellen Daten mit den numerischen Daten für die

drei untersuchten Kühlluftgeometrien verglichen.
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Abbildung 6.5: Mittlere normierte Kühlluftkonzentration bei unterschiedlichen axialen Posi-
tionen (y/Db = 0.05 - 1.5): Vergleich Experiment (LIF-INJ, LIF-RSK, LIF-RSG)
mit Numerik (LES-INJ, LES-RSK, LES-RSG), (J = 0.31, ṁK /ṁB = 0.052)

Das generelle Eindringverhalten ist für alle Fälle sehr ähnlich. Die starke Kon-

vektion der drallbehafteten Hauptströmung wirkt als Barriere, welche einen

radialen Transport der Kühlluft in den Kernbereich der Hauptströmung unter

einer axialen Distanz von y/Db = 0.3 zur Brenneraustrittsebene verhindert.

Der Nachlauf der Eindüsung verursacht eine deutliche Verdünnung der äu-

ßeren Scherschichten mit Kühlluft. Die radialen Mischungsprofile vergleich-

mäßigen sich mit steigendem Abstand von der Eindüsungsposition. Bei ei-
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ner axialen Position von y/Db = 1.5 sind die Profile fast vollständig abge-

flacht. Nahe der Eindüsungsstelle stimmen die experimentellen und nume-

rischen Ergebnisse gut überein. Weiter stromab im Bereich der zentralen Re-

zirkulationszone (y/Db = 0.6) liegen die berechneten Mischungsbrüche un-

ter den experimentell bestimmten Werten. Dies basiert auf geringfügigen Ab-

weichung der Position der Rezirkulationszone im Experiment und in der Nu-

merik (siehe Abbildung 5.3). Zusätzlich ist bekannt, dass die Diffusivität in den

numerischen Simulationen angepasst werden muss, um die Mischungsver-

teilung korrekt berechnen zu können. Konkrete Betrachtungen zu den Ursa-

chen der Abweichung sind bei Seidel et al. [SMS+13] zu finden. Die Konzen-

trationsprofile von LES und HSPLIF stimmen für Positionen weiter stromab

(y/Db = 1.25) wieder gut überein.

6.1.3 Instationäres Mischungsfeld

Die Kühllufteindüsung ist hochgradig instationär, so dass das Eindüsungsver-

halten nachfolgend statistisch beschrieben wird. In Abbildung 6.6 sind bei-

spielhaft charakteristische Einzelbilder der Kühllufteindüsung mit der Ring-

spaltgeometrie RSG gezeigt. Aus Gründen der besseren Darstellung verläuft

in Abbildung 6.6 die Hauptströmungsrichtung von unten nach oben. Es

wurden zusätzlich die mittlere Staustromlinie (uax/ur e f = 0) in weiß sowie

zwei Stromlinien zur Kennzeichnung der äußeren Scherschichten in grau aus

Abbildung 5.1-(a) eingezeichnet.

Die drallbehaftete turbulente Hauptströmung bestimmt die Schwankungen

der Kühlluftverteilung. Sie rotiert helikal um die Brennermittelachse. Da-

bei wird die eingedüste Kühlluft sporadisch mitgerissen bzw. verdrängt. Es

lösen sich somit diskontinuierlich um den Radius der Eindüsung verteilt

Ballen von Kühlluft, die sich in den Scherschichten ausbreiten. Im Bereich

der Scherschichten findet ein großskaliger Wirbeltransport statt (siehe auch

Abbildung 5.6), der die Kühlluftverteilung antreibt. Durch den Rezirkulati-

onsstrom der Brennerströmung gelangt die Kühlluft von den äußeren Scher-

schichten in den Kernbereich der zentralen Rezirkulationszone. Es bilden

sich Zonen unterschiedlicher Kühlluftkonzentrationen aus, deren Ausbrei-

tung und Intensität zeitlich stark schwanken. Bei der Betrachtung der Ein-

zelbilder wird ersichtlich, dass Bereiche mit höheren Kühlluftkonzentratio-

nen stromauf, über die Staustromlinie hinaus, in den Kernbereich der Haupt-
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strömung transportiert werden. Zwar erfolgt dies nur unregelmäßig, dennoch

haben diese kurzfristigen Ereignisse einen nicht zu vernachlässigen Einfluss

auf die Mischungsverteilung und Betriebsstabilität (siehe Abschnitt 6.6). Die

zeitlich und räumlich hochaufgelöste Analyse zeigt, dass sich die eingedüste

Kühlluft nicht feinskalig einmischt, sondern vielmehr den großen turbulenten

Strömungsstrukturen folgt.
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Abbildung 6.6: Charakteristische Einzelbilder der Kühllufteindüsung (RSG), ∆t = 0.18s, mit
mittlerer Staustromlinie (uax/ur e f = 0) in weiß und Stromlinien zur Kenn-
zeichnung der äußeren Scherschicht in grau, (J = 0.31, ṁK /ṁB = 0.052)

Da die Auswertung der Mittelwerte keine Aussage über den zeitlichen Ablauf

der Einmischung liefern kann, werden die momentanen Konzentrationsfel-

der analysiert. Das transiente Mischungsverhalten wird im Folgenden durch

Mischungs-PDFs nach Gleichung 2.20 charakterisiert. In Abbildung 6.7 sind

die Koordinaten der analysierten Datenpunkte dargestellt. Die Hauptströ-

mungsrichtung verläuft in Abbildung 6.7 aus Gründen der besseren Lesbar-

keit von unten nach oben. Die Staustromlinie (uax/ur e f = 0) wurde weiß ge-

kennzeichnet und die Stromlinien zur Markierung der äußeren Scherschich-

ten wurden grau gekennzeichnet. Für jeden experimentellen Datensatz wur-

den an 143 Datenpunkten die PDFs analysiert und ausgewertet. Jeder Daten-
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punkt umfasst eine Fläche von 3 × 3 Pixel5, um die Anzahl der statistischen

Eingangswerte zu erhöhen und somit den Einfluss von Hintergrundrauschen

auf die PDFs zu minimieren. Es werden 2048 Einzelbilder ausgewertet, so dass

dementsprechend 18.432 Werte für jeden Datenpunkt statistisch erfasst wer-

den. Die PDFs werden auf die Anzahl der Werte sowie die Eingangskonzen-

tration normiert. Somit beträgt an der Eindüsungsstelle die Wahrscheinlich-

keit PDF
(

c/cr e f = 1
)

= 16. Eine breite PDF-Verteilung ist ein Indikator für star-

ke Konzentrationsfluktuationen in einem Messpunkt, wohingegen ein hoher

Peak für geringe Schwankungen steht.
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Abbildung 6.7: Datenpunkte zur Auswertung der Mischungs-PDFs, mit mittlerer Staustrom-
linie (uax/ur e f = 0) in weiß und Stromlinien zur Kennzeichnung der äußeren
Scherschichten in grau

Zunächst wird das Einmischverhalten der Kühlluft entlang der Brenner-

mittelachse analysiert. Die Mischungs-PDFs entlang der Mittelachse (siehe

Abbildung 6.7, Positionen 1-6) für die drei unterschiedlichen Eindüsungsva-

rianten (mit J=0.31) sind in Abbildung 6.8 präsentiert. Die Konzentrationsver-

teilung c/cr e f ist ein direktes Maß für die Verdünnung der Hauptströmung mit

Kühlluft. Die Konzentration der perfekten Mischung ergibt sich aus:

cmi x

cr e f
=

ṁK

ṁK +ṁB
. (6.1)

Die Kühlluftaufteilung der in Abbildung 6.8 aufgetragenen Messungen beträgt

ṁK /ṁB = 0.052. Dies resultiert in einer perfekten Mischungskonzentration
5 entspricht eine Fläche von 2.56 10−5 Ab
6 entspricht einer Wahrscheinlichkeit von 100%, dass eine Konzentration von 100% Kühlluft vorliegt
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von cmi x/cr e f = 0.0494. Es wird nachfolgend die Abhängigkeit der Mischungs-

schwankungen von der spezifischen Geometrie der Kühllufteindüsung iden-

tifiziert.
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Abbildung 6.8: Normierte Mischungs-PDFs entlang der Brennermittelachse (r /Db = 0) für
INJ, RSG und RSK, (J = 0.31, ṁK /ṁB = 0.052, cmi x/cr e f = 0.0494)

Bis zu einer axialen Distanz von y/Db = 0.3 zur Brenneraustrittsebene dringt

kaum Kühlluft in den Kernbereich der Hauptströmung ein. Die Mischungs-

PDFs sind durch einen starken Peak im Bereich c/cr e f = 0 gekennzeichnet.

Im Bereich der Rezirkulationszone (y/Db = 0.5) dominiert die Interaktion

der Drallströmung mit der eingedüsten Kühlluft das Mischungsverhalten. Die

Mischungs-PDFs weisen im Bereich der Rezirkulationszone keinen eindeu-

tigen Peak auf, sondern haben eine flache Verteilung. Dies ist ein Indikator für

starke Fluktuation des Mischungsbruches an dieser Position. Die Hauptströ-

mung wird dabei um bis zu 10% verdünnt (PDF Verteilung bis zu c/cr e f = 0.1).

Von einer axialen Distanz von y/Db = 0.8 bis y/Db = 1.5 sinken die Fluktua-

tionen wieder und die Mischungskonzentration erreicht einen endgültigen

Verdünnungsgrad von 5%. Dieser Wert stimmt mit dem erwarteten Wert der

perfekten Mischungskonzentration von cmi x/cr e f = 0.0494 überein. Die Kühl-

luft hat sich demnach homogen mit der Brennerhauptströmung vermischt.

Der Einfluss der Injektorgeometrien auf die Mischungsschwankungen ist ver-

nachlässigbar gering. Die PDFs stimmen in Form und Verteilung nahezu über-

ein. Der Fall des kleinen Ringspalts (RSK) weist eine marginal geringere Ein-

dringtiefe der Kühlluft in den Kernbereich der Hauptströmung auf. Die Fluk-

tuationen im Bereich der Rezirkulationszone sind für den Fall RSK unerheb-

lich stärker ausgeprägt als für die Fälle INJ und RSG. Die Form der PDFs
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am Ende des Mischungsweges (y/Db = 1.5) stimmen für die unterschied-

lichen Injektorgeometrien überein. Lediglich die endgültigen Mischungs-

konzentrationen unterscheiden sich geringfügig voneinander, was bereits in

Abbildung 6.5 gezeigt wurde. Die Abweichungen liegen jedoch im Bereich der

messtechnisch bedingten Unsicherheiten und sind vernachlässigbar.

In Abbildung 6.9 sind exemplarisch die normierten Mischungs-PDFs im Be-

reich der Scherschichten abgebildet. Es werden dabei die in Abbildung 6.7

markierten Messpunkte 11, 12, 15 und 16 dargestellt. Die Mischungs-

PDFs der übrigen, hier nicht abgebildeten Messpunkte sind im Anhang in

Abbildung B.1 zu finden.
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Abbildung 6.9: Normierte Mischungs-PDFs in den Scherschichten für INJ, RSG und RSK,
(J = 0.31, ṁK /ṁB = 0.052, cmi x/cr e f = 0.0494)

Die Mischungskonzentrationen weisen erhöhte Fluktuationen auf, die

insbesondere im Bereich der inneren Scherschicht am Messpunkt 12

[r /Db = −0.5, y/Db = 0.9] stark sind. In radialer Richtung (von r /Db = −0.5

zu r /Db = −0.8) verschiebt sich der Peak der Mischungs-PDFs zu höheren

Konzentrationen. Ebenso steigt der Peak der PDFs, was ein Indikator für gerin-

gere Fluktuationen ist. Die äußeren Scherschichten werden demnach stärker

mit Kühlluft verdünnt, wobei die Konzentrationsschwankungen geringer sind

als in der inneren Scherschicht. Insgesamt werden die Scherschichten um bis

zu 15% mit Kühlluft verdünnt. Auch in den Scherschichten ist kein eindeuti-

ger Einfluss der Injektorgeometrie auf die zeitliche Mischungscharakteristik

zu erkennen.

Insbesondere für den Designprozess der Frontplattenkühlung liefert die Ana-

lyse der Strömungsfelder, sowie der örtlichen und zeitlichen Mischungsfelder
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6 Kühllufteindüsung: Isotherme Untersuchungen

wichtige Erkenntnisse. Es wurde kein signifikanter Einfluss der Geometriepa-

rameter auf das Mischungsverhalten identifiziert. Die Kühlluftinjektoren kön-

nen somit unabhängig von geometrischen Designvorgaben frei gestaltet wer-

den. Die konstruktive Umsetzung kann optimiert werden, ohne dass das Ein-

mischverhalten der Kühlluft dadurch beeinflusst wird.

6.2 Einfluss des Injektionsimpulses

Im vorangegangenen Abschnitt 6.1 wird die Abhängigkeit der Injektorgeome-

trie auf das Eindüsungsverhalten bei einem fixen Impulsstromdichteverhält-

nis der Eindüsung untersucht. In diesem Abschnitt wird nun der Einfluss des

Injektionsimpulses auf das Mischungsverhalten studiert. Als Injektorgeome-

trie wird der große Ringspalt (RSG) gewählt. Um den Injektionsimpuls zu va-

riieren, werden die Massenströme konstant gehalten und die Abmaße des

Ringsspalts der Injektorgeometrie unter Einhaltung der Ähnlichkeitsbedin-

gungen angepasst (siehe dazu Abschnitt 4.8). Es wird somit für jede Mess-

reihe die gleiche Menge an Kühlluft eingedüst. Eine mögliche Abweichung in

der Kühlluftverteilung ist dann allein auf den Einfluss des Injektionsimpulses

zurückzuführen. Es werden drei unterschiedliche Ringspaltvariationen unter-

sucht, deren geometrische Abmaße in Tabelle 6.2 aufgelistet sind.

Tabelle 6.2: Geometrische Abmaße der Ringspaltvariationen, RSG

Name Ringspaltdicke Einlassfläche

RSG 0.0160 Db ARSG

RSG2 0.0224 Db 1.394 ARSG

RSG3 0.0104 Db 0.653 ARSG

Es wurden zwei Messreihen mit unterschiedlichen Kühlluftmengen durch-

geführt, um sicherzustellen, dass die beobachteten Effekte unabhängig von

der Menge der eingedüsten Kühlluft sind. Dazu wurden im Gegensatz zu den

vorherigen isothermen Studien sowohl Haupt- als auch Kühlluftmassenstrom

nach Gleichung 2.3 variiert. Die Betriebsparameter sind in Tabelle 6.3 auf-

gelistet. Der Fokus der nachfolgenden Auswertung liegt auf den normierten

Mischungs-PDFs, die sowohl die örtliche als auch die zeitliche Mischungsver-

teilung abbilden. Die mittleren Mischungsfelder und deren Standardabwei-
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6.2 Einfluss des Injektionsimpulses

chung sind für diese Untersuchungen ähnlich zu der in Abbildung 6.4 darge-

stellten Verteilung und werden hier nicht extra abgebildet.

Tabelle 6.3: Variation des Impulsstromdichteverhältnisses durch Geometrieanpassung, RSG

ṁK /ṁB cmi x/cr e f Injektorgeometrie J

0.0368 0.0355

RSG2 0.0812

RSG 0.1577

RSG3 0.3705

0.0510 0.0485

RSG2 0.1577

RSG 0.3025

RSG3 0.7106

Zunächst wird die Reproduzierbarkeit der Messungen überprüft. Dazu

werden die Daten der Messreihe [RSG2, J = 0.0812, ṁK /ṁB = 0.0368,

cmi x/cr e f = 0.0355] ausgewertet und die normierten Mischungs-PDFs entlang

der Brennermittelachse in Abbildung 6.10 abgebildet. Es werden die Ergeb-

nisse von zwei Versuchen, die mit identischen Messparametern durchgeführt

wurden, exemplarisch gezeigt. Die Verteilungen der PDFs stimmen sehr gut

miteinander überein, so dass von einer guten Reproduzierbarkeit ausgegan-

gen werden kann.
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Abbildung 6.10: Normierte Mischungs-PDFs entlang der Brennermittelachse (r /Db = 0) für
RSG2 (J = 0.0812, ṁK /ṁB = 0.0368, cmi x/cr e f = 0.0355): Reproduzierbarkeit
der Ergebnisse

In Abbildung 6.11 sind die normierten Mischungs-PDFs entlang der Brenner-

mittelachse für variierende Injektionsimpulse für zwei unterschiedliche Kühl-

luftmengen abgebildet.
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Abbildung 6.11: Normierte Mischungs-PDFs entlang der Brennermittelachse (r /Db = 0) für
variierende Injektionsimpulse und unterschiedliche Kühlluftmengen

Für die geringere Kühlluftmenge (Abbildung 6.11-oben) ist die Übereinstim-

mung der PDF-Verteilung für unterschiedliche Injektionsimpulse sehr gut. Bei

ṁK /ṁB =0.0510 (Abbildung 6.11-unten) weicht der Graph der Schwankungs-

verteilung für den hohen Injektionsimpuls (J=0.71) geringfügig vom niedrige-

ren ab. Dennoch zeigen die Ergebnisse deutlich, dass die Kühlluftverteilung

unabhängig vom Eindüsungsimpuls ist. Mit höherer Kühlluftmenge steigt wie

erwartet die Mischungskonzentration an: Die Peaks der PDFs, und somit die

Wahrscheinlichkeit des Auftretens einer bestimmten Konzentration, werden

minimal höher und verschieben sich hin zu höheren Konzentrationen.

Die Mischungsverteilung in den Scherschichten ist in Abbildung 6.12 gezeigt.

Auch hier ist die Übereinstimmung der PDFs unabhängig vom Injektionsim-

puls sehr gut. Lediglich im Bereich [r /Db = −0.5, y/Db = 0.9] kommt es bei

den untersuchten Kühlluftmengen zu Abweichungen im Kurvenverlauf. Eine

höhere Kühlluftmenge reduziert die Fluktuationen geringfügig, was anhand

der minimal schmaler verteilten Mischungsbrüche zu erkennen ist (verglei-

che Abbildung 6.12-oben und Abbildung 6.12-unten).
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ṁK
ṁB
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Abbildung 6.12: Normierte Mischungs-PDFs in den Scherschichten für variierende Injek-
tionsimpulse und unterschiedliche Kühlluftmengen

Der Einfluss des Injektionsimpulses auf das Mischungsfeld ist demnach ver-

nachlässigbar. Wie bei der Geometrievariation sind die Auswirkungen der Va-

riation des Injektionsimpulses auf den Nahbereich der Injektoröffnung be-

schränkt. Lediglich die Menge der eingedüsten Kühlluft beeinflusst wie erwar-

tet die Höhe der Mischungskonzentration. Mit steigender Kühlluftmenge re-

duzieren sich zudem minimal die Kühlluftfluktuationen. Bei der Betrachtung

der Ergebnisse muss jedoch berücksichtigt werden, dass die hier untersuch-

ten Injektionsimpulse generell gering sind. Die Injektionsströme sind nicht

mit einem Freistrahl, der durch einen deutlich höheren Injektionsimpuls ge-

kennzeichnet ist, vergleichbar. Die hier variierten Strömungsparameter wur-

den bewusst in Anlehnung an den tatsächlichen Anwendungsfall gewählt (sie-

he Abschnitt 2.1.3). Die eingedüste Kühlluft soll dabei nicht das von der Bren-

nerhauptströmung dominierte Strömungsfeld stören, sondern sich gut in die

Hauptströmung einmischen.
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6.3 Selbstähnlichkeit

Analog zu den atmosphärischen Verbrennungsversuchen in Kapitel 7 sind

Untersuchungen mit dem Kühlluftinjektor INJ im Wasserkanal durchgeführt

worden. Der Haupt- und Kühlluftmassenstrom wurde wie in den Verbren-

nungsversuchen nach Gleichung 2.3 variiert. Ziel ist es, den Einfluss der Kühl-

luftmenge auf das Mischungsverhalten zu bewerten. Es soll untersucht wer-

den, ob die Menge an eingedüster Kühlluft die örtliche Verteilung beeinflusst.

In Tabelle 6.4 sind für die einzelnen durchgeführten Variationen die einge-

stellten Werte für das Luftverhältnis (ṁK /ṁB ) sowie das Impulstromdichte-

verhältnis J aufgelistet.

Tabelle 6.4: Variation der Kühlluftmenge, INJ

ṁK /ṁB 0.0194 0.0256 0.0325 0.0395 0.0471 0.0510 0.0537 0.0610

J 0.0307 0.0538 0.0865 0.1276 0.1816 0.2125 0.2362 0.3044

Die örtliche Verteilung der mittleren normierten Kühlluftkonzentrationen

c/cr e f ist ähnlich zu den Ergebnissen in Abbildung 6.4 und Abbildung 6.5, wo-

bei die Höhe von c/cr e f von der eingedüsten Kühlluftmenge abhängt. Um zu

identifizieren, wie die Menge an eingedüster Kühlluft die Verteilung beein-

flusst, werden die einzelnen Messwerte mit der endgültigen Mischungskon-

zentration cmi x bei y/D = 1.5 nach Gleichung 6.2 normiert.

Θ=
c − cmi x

cr e f − cmi x
. (6.2)

Θ beschreibt, inwieweit die vorliegende Mischungskonzentration von der

Endmischungskonzentration cmi x abweicht. In Abbildung 6.13 werden die

Werte für Θ der radialen Mischungsprofile an ausgewählten axialen Abstän-

den zur Brenneraustrittsebene (y/Db = 0.4, 0.6, 0.8, 1.2) für die in Tabelle 6.4

aufgelisteten Betriebspunkte präsentiert. Im Bereich der Rezirkulationszone

(y/Db = 0.4) sind die Mischungskonzentrationen im Außenbereich der Strö-

mung (r /Db > |0.5|) höher als cmi x . Die Unterschiede zwischen den Kühlluft-

mengen sind vernachlässigbar gering. Im Brennerzentrum (r /Db < |0.5|) sind

die Konzentrationen deutlich geringer als cmi x . In diesem Bereich ist eine Ab-

hängigkeit der Verteilung vom Grad der Verdünnung zu erkennen: Je höher
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6.3 Selbstähnlichkeit

die eingedüste Kühlluftmenge, desto geringer ist der Wert für Θ. Stromab (sie-

he y/Db = 0.6 - 1.2) sinken die Abweichungen zu cmi x und die Unterschiede

zwischen den einzelnen Kühlluftmengen reduzieren sich stark.

Es zeigt sich, dass die örtliche Mischungsverteilung weitgehend unabhängig

von der Menge der eingedüsten Kühlluft ist. Die Verteilung der radialen Pro-

file ist selbstähnlich. Unabhängig von der Kühlluftmenge zeigen die radialen

Profile den gleichen charakteristischen Verlauf: Der Bereich der Rückstrom-

zone ist durch niedrige Mischungskonzentrationen gekennzeichnet und die

Scherschichten weisen deutlich erhöhte Konzentrationen auf. Stromab ver-

gleichmäßigen sich die Profile in radialer Richtung bis sich die endgültige Mi-

schungskonzentration einstellt. Die Menge der eingedüsten Kühlluft beein-

flusst somit lediglich den Grad der Verdünnung, nicht jedoch die örtliche Mi-

schungsverteilung. Der Grad der Verdünnung ist direkt an die Menge der ein-

gedüsten Kühlluft gekoppelt.
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Abbildung 6.13: Mittlere normierte Kühlluftkonzentration (radiale Verteilung) bei unter-
schiedlichen axialen Positionen für verschiedene Kühlluftmengen, INJ
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6 Kühllufteindüsung: Isotherme Untersuchungen

Diese Untersuchungen wurden unter Berücksichtigung der Ergebnisse der at-

mosphärischen Verbrennungsversuche (siehe Kapitel 7) durchgeführt. Im Ge-

gensatz zur Selbstähnlichkeit bei der isothermen Kühllufteinmischung, treten

im reagierenden Fall signifikante Veränderungen der Flammencharakteristik

mit steigender Kühlluftmenge auf. Es wurde hier gezeigt, dass diese Unter-

schiede nicht auf das allgemeine Mischungsverhalten zurückzuführen sind,

sondern durch den Verbrennungsprozess induziert sind. In Abschnitt 7.1 wird

dieses Phänomen im Detail untersucht.

6.4 Einmischverhalten

Um den Einfluss der Kühllufteindüsung auf die Flammenstabilität im rea-

gierenden Fall beurteilen zu können, wurde in HSPLIF-Messungen der Mi-

schungspfad der Kühlluft sowohl zeitlich als auch örtlich aufgelöst ermittelt.

Ziel ist es, die Einmischzeit sowie die Wege der Kühlluftausbreitung zu bestim-

men, um Rückschlüsse auf das Verhalten mit Verbrennung ziehen zu können.

Für die Untersuchungen wurde exemplarisch die Kühlluftgeometrie mit

großen Ringspalt gewählt (J = 0.3, ṁK /ṁB = 0.051). Für die Messungen wur-

de als erstes der konstant fließende Hauptmassenstrom eingestellt. Der Kühl-

luftstrom wurde zunächst mittels eines Dreiwegeventils im Kreis geführt (sie-

he dazu das Fließschema in Abbildung 3.6, Ventil H3), so dass die Kühlluftin-

jektion vom Hauptstrom entkoppelt wurde. Der Volumenstrom der Kühlluft

wurde dabei bereits auf den späteren Messwert eingestellt. Die unterschied-

lichen Druckverluste zwischen Kreislaufbetrieb und Messbetrieb wurden be-

rücksichtigt, indem in Vorversuchen der notwendige Wert für den Volumen-

strom der Kühlluft im Messbetrieb ermittelt wurde. Sofort nach Beginn der

Messaufzeichnung mit einer Kamerafrequenz von 250 Hz wurde das Ventil H3

des Kühlluftstroms schlagartig geöffnet und die Kühllufteindüsung gestartet.

2048 Bilder wurden aufgenommen und bezüglich der zeitlichen Verteilung

der eingedüsten Kühlluft ausgewertet. Es wurde eine Auswerteroutine ent-

wickelt, die für jeden Bildpunkt den Zeitpunkt registriert, bei dem die Farb-

stoffkonzentration einen bestimmten Schwellwert überschreitet. Dies mar-

kiert das erste Eintreten von Verdünnung des Hauptmassenstroms mit einge-

färbter Kühlluft. Die zeitliche Verteilung ist mit der Gesamtaufnahmezeit nor-

malisiert. Insgesamt wurden zehn Zeitschritte aufgenommen, die in normier-

ter Zeit t/tr e f dargestellt werden. Das in Abbildung 6.14 präsentierte Ergebnis
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zeigt den Weg der Kühlluftpartikel, die die Hauptströmung verdünnen, in Ab-

hängigkeit von der Einmischzeit der eingedüsten Kühlluft. Zusätzlich wurden

die mittlerer Staustromlinie (uax/ur e f = 0) aus Abbildung 5.1-a in schwarz so-

wie eine Stromlinie zur Kennzeichnung der äußeren Scherschichten in grau

eingezeichnet.
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Abbildung 6.14: Mischungspfad der Kühllufteindüsung, normierter Zeitpunkt der ersten
Verdünnung mit Kühlluft, mit mittlerer Staustromlinie (uax/ur e f = 0) in
schwarz und Stromlinie zur Kennzeichnung der äußeren Scherschichten in
grau, (RSG, J = 0.3, ṁK /ṁB = 0.051)

Die Kühlluft, die in die Primärzone eintritt, rezirkuliert zunächst in einem klei-

nen Bereich nahe der Brennerfrontplatte. Die Kühlluft wird dann in die äu-

ßeren Scherschichten transportiert und breitet sich weiter stromab aus. Die

Verteilung in den Scherschichten erfolgt parallel zur Staustromlinie. Es dau-

ert einen Zeitschritt um die Region der Frontplatte zu verdünnen. Nach zwei

Zeitschritten sind die äußeren Scherschichten verdünnt. Die Kühlluft brei-

tet sich nach fünf Zeitschritten in die inneren Scherschichten aus. Es dauert

zehn Zeitschritte bis die eingedüste Kühlluft den Kernbereich des Wirbelauf-

platzens sowie die äußere Rezirkulationszone nahe der Brenneraustrittsebene

verdünnt hat. In den inneren Bereich der Strömung dringt keine Kühlluft ein,

so dass diese Region in Abbildung 6.14 weiß bleibt.

115



6 Kühllufteindüsung: Isotherme Untersuchungen

6.5 Zusammenfassung der isothermen Untersuchungen zur
Kühllufteindüsung

Abschließend werden die in den isothermen Untersuchungen gewonnenen

Erkenntnisse zusammengefasst. Im anschließenden Abschnitt 6.6 werden die

Erkenntnisse auf den Betrieb mit Verbrennung übertragen und diskutiert. Die

isothermen Untersuchungen zur Kühllufteindüsung weisen eine sehr gute Re-

produzierbarkeit auf. Die örtliche und zeitliche Mischungsverteilung ist un-

abhängig von der Gestaltung der Injektorgeometrie sowie des Injektionsim-

pulses. Lediglich im Nahbereich der Eindüsung sind Unterschiede, basierend

auf der Injektorgeometrie, zu beobachten, die sich jedoch schnell in radia-

ler und axialer Richtung ausgleichen. Die LES und HSPLIF Ergebnisse zei-

gen, dass ein Teil der Kühlluft stromauf in den Bereich der Rezirkulations-

zone konvektiv transportiert wird. Das Mischungsverhalten ist von der Aero-

dynamik der Hauptströmung dominiert. Die Hauptströmung induziert einen

starken Ansaugeffekt, welcher zu einem direkten Entrainment der Kühlluft in

die Scherschichten führt. Die eingedüste Kühlluft folgt der Brennerhauptströ-

mung und wird durch die rezirkulierende instationäre Strömung und deren

großskaligen Wirbeltransport eingemischt. Im Bereich der Scherschichten,

der Rezirkulationszone und im Nahbereich der Eindüsungsstelle treten die

höchsten Mischungsfluktuationen auf. Die Scherschichten weisen, neben der

Eindüsungsregion nahe der Frontplatte, die höchste Verdünnung mit Kühlluft

auf. Die starke axiale Konvektion der Brennerhauptströmung wirkt als natür-

liche Barriere, so dass die Kühlluft nicht in den Kernbereich der Hauptströ-

mung eindringen kann. Durch den rezirkulierenden Strom wird die Kühlluft

bis in den Bereich des Wirbelaufplatzens transportiert, an dem im reagieren-

den Fall die Flammenstabilisierung erfolgt. Der Weg der Einmischung zeigt,

dass vorwiegend die äußeren Scherschichten stark verdünnt werden. Die ört-

liche Kühlluftverteilung ist selbstähnlich, wobei die Menge der eingedüsten

Kühlluft nur den Grad der Verdünnung, nicht jedoch die örtliche Verteilung

beeinflusst. Mit steigender Kühlluftmenge sinkt die Mischungskonzentration,

während die Fluktuationen geringfügig abnehmen.

Für die technische Umsetzung der Kühllufteindüsung ergibt sich somit, dass

die Kühlluftinjektoren der Frontplattenkühlung unabhängig von konstrukti-

ven Vorgaben gestaltet werden können. Das Mischungsverhalten der einge-

düsten Kühlluft ist unempfindlich gegenüber geometrischen Änderungen der
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Injektoren. Solange die eingedüste Kühlluft das Hauptströmungsfeld nicht

verändert, beeinflusst eine Erhöhung der eingedüsten Kühlluftmenge nur den

Grad der Verdünnung, nicht jedoch das Einmischverhalten. Dies gilt für die

hier gewählten, anwendungsorientierten Luftverteilungen.

Basierend auf den experimentellen Untersuchungen dieser Arbeit zur Kühl-

lufteindüsung bei einem Einzelbrenner, wurden das Strömungsfeld sowie die

Mischungsverteilung der Kühllufteindüsung in einer Mehrbrenneranordnung

einer Silogasturbine (siehe Abbildung 2.7) in numerischen Studien analysiert.

Dies wurde im Rahmen des Forschungsprojektes KW21 II – BY17GV durchge-

führt und die Erkenntnisse wurden zusammenfassend in [SMS+13, MSS13a]

veröffentlicht. Die Ergebnisse werden im Detail in der zweiten, im Rahmen

des Forschungsprojektes entstehenden Dissertation [Sei14], präsentiert.

6.6 Schlussfolgerungen für den Betrieb mit Verbrennung

Mit Hilfe der isothermen Untersuchungen konnte das Mischungsverhalten

der eingedüsten Kühlluft umfassend beschrieben werden. Basierend darauf

werden nachfolgend die möglichen Auswirkungen der Kühlluft auf die Ver-

brennungsstabilität im reaktiven Fall diskutiert. Es wurden Zonen mit erhöh-

ten Mischungsfluktuationen identifiziert, die im Betrieb mit Verbrennung zu

lokalen Fluktuationen des Äquivalenzverhältnisses führen können. Im Be-

reich der Rückstromzone wird die Konzentration der Hauptströmung im iso-

thermen Fall um bis zu 10% reduziert. Somit werden die Verbrennungspro-

dukte und zu einem geringen Grad auch die Reaktanden in der Rückstromzo-

ne stark verdünnt. Die stromab strömenden unverbrannten Reaktanden ver-

mischen sich dabei mit den stromauf in die Rezirkulationszone strömenden

Verbrennungsprodukten. Die Temperatur reduziert sich jedoch durch die Ver-

dünnung der Verbrennungsprodukte. Durch die eingedüste Kühlluft treten

Mischungsfluktuationen im Gasgemisch auf. Nimmt man ein typisches Äqui-

valenzverhältnis eines Vormischbrenners nahe der mageren Löschgrenze in

der technischen Anwendung an, so schwankt dieses aufgrund der Mischungs-

fluktuationen im Bereich von φ=0.45 bis φ=0.5. Da sich die Flamme am Sta-

gnationspunkt der Rezirkulationszone stabilisiert, haben diese Fluktuationen

vermutlich genug Potential, die Verbrennungsstabilität zu beeinflussen.
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6 Kühllufteindüsung: Isotherme Untersuchungen

Die Scherschichten werden im isothermen Betrieb um bis zu 15% mit Kühl-

luft verdünnt. Die Kühlluft wird durch den großskaligen Wirbeltransport von

den äußeren Scherschichten bis in die innere Scherschicht und die Rezirku-

lationszone transportiert. Dabei werden vor allem die äußeren Scherschich-

ten stark verdünnt. Neben den erhöhten Mischungsfluktuationen im Bereich

des Stagnationspunktes weist auch die innere Scherschicht starke Konzentra-

tionsschwankungen auf, die im Betrieb mit Flamme destabilisierend wirken.

In den Scherschichten, die von der Flammenfront durchkreuzt werden, indu-

ziert diese Ungemischtheit ebenfalls Schwankungen im Äquivalenzverhältnis

und somit eine Destabilisierung der Flammenfront. Die erhöhte Konzentrati-

on an Kühlluft verursacht vor allem in den äußeren Scherschichten ein Flam-

menlöschen7.

Im reagierenden Fall mischt sich die eingedüste Kühlluft entlang ihres Mi-

schungspfades sowohl mit dem vorgemischten Gas der eintretenden Bren-

nerhauptströmung, als auch mit den entstandenen Verbrennungsprodukten.

Die Kühlluft, welche in die Brennkammerprimärzone eintritt, hat in den hier

durchgeführten Untersuchungen die Vorheiztemperatur der Brennerhaupt-

strömung (siehe Abschnitt 3.3). Diese ist geringer als die Temperatur des rea-

gierenden Brennerstromes. Die Kühlluft wird zunächst in die äußeren Scher-

schichten transportiert (siehe Abbildung 6.14) und verursacht dort Quen-

ching aufgrund der Temperaturunterschiede zwischen Haupt- und Kühlluft-

strömung. Die Gemischtemperatur sinkt mit zunehmender Verdünnung der

Kühlluft mit Verbrennungsprodukten. Die äußeren Scherschichten sind stark

verdünnt mit frischer Kühlluft und weisen somit große Unterschiede im Mi-

schungsbruch auf. Dies verursacht Schwankungen im lokalen Äquivalenzver-

hältnis und induziert möglicherweise Verbrennungsinstabilitäten. Die Unter-

schiede in Temperatur und Mischungskonzentration zwischen eingedüster

Kühlluft und Brennerströmung reduzieren sich mit dem steigenden Grad der

Verdünnung. Das mit Kühlluft verdünnte rezirkulierende Luftgemisch, wel-

ches die Zone des Wirbelaufplatzens erreicht, weist eine ähnliche Mischungs-

konzentration und Temperatur wie die des Brennerstromes auf. Dennoch

wird das Verbrennungsverhalten in dieser Region durch die Kühlluft stark be-

einflusst. Insbesondere bei einer mageren Vormischflamme nahe der mage-

ren Löschgrenze ist die Toleranz gegenüber Schwankungen im Äquivalenz-

verhältnis sehr gering. Die Flamme ist an der Rezirkulationszone verankert, so

7 engl.: quenching - Stoppen der Reaktion
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6.6 Schlussfolgerungen für den Betrieb mit Verbrennung

dass schon geringe Schwankungen in Gastemperatur und -zusammensetzung

erhebliche Auswirkungen auf die Flammenstabilität haben.

Im nachfolgenden Kapitel 7 wird nun unter Berücksichtigung der hier gewon-

nenen Erkenntnissen der Einfluss der Kühllufteindüsung im reagierenden Fall

untersucht. Bei den isothermen Mischungsstudien waren die Auswirkungen

der Kühllufteindüsung gering. Im Gegensatz dazu wird sich nachfolgend zei-

gen, dass die Kühllufteindüsung im Betrieb mit Verbrennung einen signifikan-

ten Einfluss auf den Verbrennungsprozess ausübt.
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7 Kühllufteindüsung: Untersuchungen
mit Verbrennung

Basierend auf den in Kapitel 6 präsentierten Ergebnissen der isothermen Un-

tersuchungen wurde der Einfluss der Kühllufteindüsung auf das Verbren-

nungsverhalten studiert. Dazu wurden atmosphärische Verbrennungsversu-

che unter möglichst realistischen Bedingungen durchgeführt. Dabei wur-

den insbesondere der relative Brennerdruckverlust, die Vorwärmung sowie

das Äquivalenzverhältnis nach Maschinenbetriebsdaten gewählt. Durch die

Konstruktion der Brennkammer mit konvektiv gekühlten Wänden konnten

die Wandtemperaturen ebenfalls in einem für den Maschinenbetrieb typi-

schen Bereich realisiert werden, so dass die relativen Wärmeverluste redu-

ziert waren. Der Messaufbau wurde in Abschnitt 3.3 beschrieben. Die ein-

gesetzte Messtechnik wurde in Kapitel 4 vorgestellt. Die Hauptströmungs-

richtung verläuft in allen Abbildungen von links nach rechts. Es wurde un-

tersucht, inwieweit die eingedüste Kühlluft die Flammencharakteristik ver-

ändert. Insbesondere die Bedingungen für einen destabilisierenden Einfluss

wurden genauer studiert. In Abschnitt 7.1 werden die Flammenform und

-stabilität in Abhängigkeit vom Betriebsbereich anhand der aufgenommenen

Intensität der OH∗-Chemilumineszenz ermittelt. Pulsationsmessungen wur-

den durchgeführt, um das akustische Verhalten in Abhängigkeit von der Kühl-

lufteindüsung beschreiben zu können. Die zugehörigen Ergebnisse werden in

Abschnitt 7.2 präsentiert. Es werden sowohl die Änderungen der globalen als

auch der lokalen Emissionen in einem Betrieb mit Kühllufteindüsung studiert

(siehe Abschnitt 7.3). Basierend auf den Abgasmessungen kann die Menge

der Kühlluft, welche an der Verbrennung teilnimmt, bestimmt werden (siehe

Abschnitt 7.4). Die Ergebnisse werden in Abschnitt 7.5 am Ende des Kapitels

zusammengefasst.

Die Verbrennungsversuche mit Kühllufteindüsung wurden sowohl mit dem

generischen Brenner (Aufbau siehe Abschnitt 3.1.2) als auch mit dem Refe-

renzbrenner (Aufbau siehe Abschnitt 3.1.1) durchgeführt. Um den Einfluss der

Kühllufteinmischung von der Brennstoff-Luft-Einmischung der technischen
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7 Kühllufteindüsung: Untersuchungen mit Verbrennung

Vormischung zu trennen, wurde der generische Brenner perfekt vorgemischt

betrieben (siehe Abschnitt 3.3). Auftretende Ungemischtheiten basieren so-

mit allein auf der Kühllufteinmischung. Die Menge der Kühlluft wurde nach

Gleichung 2.3 variiert. Demnach ist der Gesamtmassenstrom konstant. Mit

steigendem Kühlluftanteil ṁK sinkt die Luftmenge ṁB , die durch den Bren-

ner geführt wird. Somit ist die Brennerströmung im Fall hoher Kühlluftmen-

gen fetter als im Betrieb mit geringer Menge an eingedüster Kühlluft (verglei-

che Abschnitt 2.1.3). Bei den Untersuchungen zur Kühllufteinmischung wur-

den sowohl der prozentuale Anteil der Kühlluft ṁK /ṁg es als auch das globa-

le Äquivalenzverhältnis φg es variiert. Die gewählten Betriebspunkte lagen im

mageren Bereich bei schrittweiser Annäherung an die magere Löschgrenze,

die hier bei φg es = 0.435 lag. Das Äquivalenzverhältnis des Brenners ergibt

sich nach

φB =φg es
ṁK

ṁg es
. (7.1)

Die verschiedenen Äquivalenzverhältnisse wurden durch Anpassung des

Brennstoffmassenstromes bei gleichbleibender Luftmenge von φg es = 0.500

bis hin zu φg es = 0.435 eingestellt. Da die Massenstrommessungen von Luft

und Brennstoffanteil ungenau sind, wurde das globale Äquivalenzverhält-

nis mit der Emissionsmessung kalibriert: Die Werte für φg es wurden dabei

in Vorversuchen jeweils mittels Messung des globalen Äquivalenzverhältnis-

ses im Abgas nach Abschnitt 4.4.4 beim Betrieb ohne Kühllufteindüsung be-

stimmt. Dazu wurde der Gesamtluftmassenstrom für alle Untersuchungen

konstant gehalten. Je nach Höhe des Wertes von φg es wurde der notwendige

Brennstoffmassenstrom bis zur Übereinstimmung des geforderten φg es mit

dem tatsächlichen Messwert der Abgasmessung eingestellt. Der Wert, des für

ein bestimmtes Äquivalenzverhältnis φg es notwendigen Brennstoffmassen-

stroms beim Betrieb ohne Kühlluft, wurde notiert und bei den Untersuchun-

gen mit Kühllufteindüsung als feste Größe eingestellt. Der prozentuale Anteil

der Kühlluft am Gesamtmassenstrom wurde schrittweise von ṁK /ṁg es = 0%

bis 10.7% erhöht. Während der Variation der Kühlluftmenge für ein bestimm-

tes Äquivalenzverhältnis φg es war der eingestellte Brennstoffmassenstrom je-

weils konstant.

Der Großteil der Untersuchungen wurde mit dem generischen Brenner

durchgeführt. Die Ergebnisse des Referenzbrenners wurden zum Vergleich
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herangezogen. Der Referenzbrenner konnte aufgrund seiner konstrukti-

ven Ausführung nur technisch vorgemischt betrieben werden. Die Menge an

Kühlluft konnte im verwendeten Messaufbau für den Referenzbrenner zudem

nicht variiert werden. In Tabelle 7.1 sind die durchgeführten Untersuchungen

und deren Messparameter zusammengefasst.

Tabelle 7.1: Zusammenfassung der Verbrennungsversuche zur Kühllufteindüsung, Messpa-
rameter

Untersuchungsfokus Äquivalenzverhältnis φg es Kühlluftanteil ṁK /ṁg es [%]

Generischer Brenner (GB)

Flammenstabilität 0.500, 0.475, 0.455, 0.435 0, 3.0, 4.3, 5.6, 6.8, 9.4, 10.7

akustische Pulsationen 0.500, 0.475, 0.455, 0.435 0, 3.0, 4.3, 5.6, 6.8, 9.4, 10.7

globale Emissionen 0.500, 0.475, 0.455, 0.435 0, 3.0, 4.3, 5.6, 6.8, 9.4, 10.7

lokale Emissionen 0.500, 0.435 3.0, 10.7

lokale Temperaturen 0.500, 0.435 3.0, 10.7

Referenzbrenner (RB)

Flammenstabilität 0.500, 0.475, 0.455, 0.435 mit, ohne

akustische Pulsationen 0.500, 0.475, 0.455, 0.435 mit, ohne

Wie in Abschnitt 6.1 gezeigt wurde, ist der Einfluss der Injektorgeometrie auf

das Strömungs- und Mischungsfeld vernachlässigbar. Deshalb wurde für die

Verbrennungsuntersuchungen auf eine Geometrievariation verzichtet. Aus

Gründen der einfacheren Fertigung und Implementierung wurde der Kühl-

luftinjektor mit Injektorbohrungen (INJ) gewählt. Die Abmaße der verwende-

ten Geometrie INJ wurden in Abbildung 6.2 gegeben. Beim Referenzbrenner

wurde die Kühlluft durch einen konzentrischen Ringspalt am Brenneraustritt

eingedüst. Die Abmaße entsprachen dem Fall RSG in Abbildung 6.2.

Basierend auf den beobachteten Verbrennungseigenschaften können in Ab-

hängigkeit von der Menge der eingedüsten Kühlluft drei generelle Be-

triebsbereiche identifiziert werden: Eine geringe Menge eingedüster Kühl-

luft (ṁK /ṁg es =0-3%) hat keinen detektierbaren Effekt auf Flammenstabili-

tät oder Emissionswerte. Eine moderate Kühlluftmenge (ṁK /ṁg es =4.3-6.8%)

beeinflusst das Verbrennungsverhalten. Ein großer Anteil an Kühlluft

(ṁK /ṁg es = 9.4-10.7%) hat einen signifikanten Effekt sowohl auf die Flam-
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7 Kühllufteindüsung: Untersuchungen mit Verbrennung

menstabilität als auch auf die Verbrennungseigenschaften im Vergleich zum

Betrieb ohne Kühllufteindüsung. In den nachfolgenden Abschnitten werden

die einzelnen Verbrennungscharakteristiken der unterschiedlichen Betriebs-

bereiche präsentiert.

7.1 Flammenstabilität

Die aufgenommene Intensität der OH∗-Chemilumineszenz werden bezüglich

Flammenform, -position und -stabilität ausgewertet, um die zeitlichen und

örtlichen Änderungen der Flamme in Abhängigkeit von den einzelnen Be-

triebspunkten aufzuzeigen. Es werden zunächst der zeitliche Mittelwert und

dessen Standardabweichung der normierten Intensität betrachtet. Die Inten-

sität der Flammenbilder ist mit der Maximalintensität des jeweiligen Flam-

menbildes normiert. Die Aufnahmeeinstellungen der bildverstärkten Hoch-

geschwindigkeitskamera sind für alle Messungen gleich. Lediglich der Grad

der Bildverstärkung wurde je nach Helligkeitsintensität der beobachteten

Flamme für die einzelnen Betriebspunkte angepasst und im Rahmen der Aus-

wertung korrigiert.

7.1.1 Stationäres Flammenverhalten

In Abbildung 7.1 und Abbildung 7.2 sind der zeitliche Mittelwert und

die Standardabweichung zum Mittelwert der Abel-transformierten sowie

der tiefenintegrierten Flammenbilder abgebildet. Es werden drei unter-

schiedliche Kühlluftmengen mit dem Betrieb ohne Kühllufteindüsung ver-

glichen. Abbildung 7.1 zeigt die Ergebnisse für ein Äquivalenzverhältnis von

φg es = 0.500, wohingegen in Abbildung 7.2 die Ergebnisse für einen Betrieb

an der mageren Löschgrenze (φg es = 0.435) abgebildet sind.

Für einen quantitativen Vergleich der Flammenbilder sind in Abbildung 7.3

die normierte Intensität der OH∗-Chemilumineszenz (Abel-transformiert) in

axialer Richtung entlang der Achse r /Db = 0.3 in Abhängigkeit vom Äqui-

valenzverhältnis und der Kühlluftmenge für alle hier untersuchten Fälle

präsentiert. Abbildung 7.3-oben zeigt dabei den zeitlichen Mittelwert und

Abbildung 7.3-unten die zugehörige Standardabweichung. Die Intensitätskur-

ven in Abbildung 7.3 sind aus den bereits normierten Abel-transformierten
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7.1 Flammenstabilität

Flammenbilder ermittelt, wobei die Normierung mit der Maximalintensität

des gesamten aufgenommenen Flammenbilds erfolgt. Da sich das Intensi-

tätsmaximum der Flamme nicht auf der Achse r /Db = 0.3 befindet, sind die

Werte in Abbildung 7.3 I /Ir e f < 1. Weitere Messwerte für φg es = 0.475 und

φg es = 0.455 sind der Vollständigkeit halber im Anhang B aufgelistet.
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Abbildung 7.1: tiefenintegriertes (oben) und Abel-transformiertes Flammenbild (unten) des
normierten Mittelwerts und der Standardabweichung des normierten Mittel-
werts für verschiedene Kühlluftkonzentration bei φg es = 0.500

Flammencharakteristiken wie Flammenvolumen, Abhebedistanz der Flamme

und Flammenlänge werden nach Bade et al. [BWH+13] ermittelt: Das nor-

mierte mittlere Flammenvolumen V F l amme/D3
b in Abbildung 7.4 wird durch

Integration der radiusgewichteten Abel-transformierten Flammenbilder der

zeitlichen Mittelwerte bestimmt. Zur Identifikation der Flammenfront wer-

den nur Werte oberhalb eines fixen Schwellwerts von iOH∗,SW = 0.18 (nach

[BWH+13]) der normierten mittleren OH∗-Chemilumineszenz berücksich-

tigt. In Abbildung 7.5 ist die normierte mittlere Abhebedistanz der Flamme

y AD/Db, welche ein Indikator für die Position des Wirbelaufplatzens ist, dar-
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7 Kühllufteindüsung: Untersuchungen mit Verbrennung

gestellt. Die Abhebedistanz wird bestimmt als der axiale Abstand zwischen

Brenneraustrittsebene und der Position des ersten detektierten Wertes ober-

halb von iOH∗,SW . Eine weitere Vergleichsgröße ist die Flammenlänge (siehe

Abbildung 7.6), die durch die Ermittlung der normierten mittleren axialen Po-

sition maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität yOH∗,max/Db bestimmt

wird.
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Abbildung 7.2: tiefenintegriertes (oben) und Abel-transformiertes Flammenbild (unten) des
normierten Mittelwerts und der Standardabweichung des normierten Mittel-
werts für verschiedene Kühlluftkonzentration bei φg es = 0.435

Geringe Kühlluftmenge

Unabhängig vom Äquivalenzverhältnis zeigt der Fall mit 3% Kühlluftanteil

im Vergleich zum Betrieb ohne Kühllufteindüsung keine Unterschiede in der

Flammencharakteristik. Bei vorgemischt betriebenen Drallbrennern stabili-

siert sich die Flamme üblicherweise in den Scherschichten [May12]. Die Re-

aktionszone in den Scherschichten ist in den hier präsentierten Flammenbil-
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7.1 Flammenstabilität

dern anhand erhöhter OH∗-Intensität identifizierbar. Der stabile magere Be-

triebspunkt (φg es = 0.500, Abbildung 7.1) weist eine breit verteilte Reaktions-

zone mit gleichmäßig verteilter OH∗-Intensität auf. Neben den geringen Fluk-

tuationen treten vor allem im Bereich des Brenneraustritts Schwankungen

des Mittelwertes um ca. 40% auf. Bei der Annäherung an die magere Lösch-

grenze (φg es = 0.435) hebt die Flamme ab (siehe Abbildung 7.5) und die mitt-

lere axiale Position der maximalen OH∗-Chemilumineszenz verschiebt sich

stromab (siehe Abbildung 7.1, Abbildung 7.2 und Abbildung 7.6). Die Fluk-

tuationen sind aufgrund der zerissenen Flammenstruktur flächenmäßig brei-

ter verteilt, nehmen jedoch entlang der Achse r /Db mit sinkendem Äquiva-

lenzverhältnis ab (vergleiche Abbildung 7.3-unten). Das mittlere Flammenvo-

lumen steigt geringfügig bei der Annäherung an die magere Löschgrenze an

(siehe Abbildung 7.4).
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Abbildung 7.5: Normierte mittlere Abhebedistanz der Flamme in Abhängigkeit vom Äquiva-
lenzverhältnis und der eingedüsten Kühlluftmenge (Abel-transformiert)

Moderate Kühlluftmenge

Ein Betrieb mit höheren Äquivalenzverhältnissen (φg es = 0.500,0.475) und

moderater Kühlluftmenge (ṁK /ṁg es = 4.3-6.8%) produziert eine stabi-

le Flammenfront mit einem Fluktuationsmaximum im Zentrum (siehe

Abbildung 7.1). Die Eindüsung einer moderaten Kühlluftmenge verzögert

das Flammenabheben im Vergleich zu einem Betrieb mit weniger Kühl-

luft. Die quantitativen Größen wie Flammenvolumen (Abbildung 7.4), Ab-

hebedistanz (Abbildung 7.5) und axiale Position der maximalen OH∗-

Chemilumineszenz (Abbildung 7.6) sind geringfügig kleiner als für den Fall

mit geringer Kühlluftmenge. Die Intensität sowie auch die Fluktuationen der

OH∗-Chemilumineszenz sind jedoch deutlich erhöht (siehe Abbildung 7.3).

Der Betrieb mit einer moderaten Kühlluftmenge ist der Übergangsbereich

zwischen stabilem und instabilem Betrieb nahe der mageren Löschgrenze.
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Hohe Kühlluftmenge

Ein großer Kühlluftanteil (ṁK /ṁg es = 9.4-10.7%) hat einen erheblichen

Einfluss auf die Flammencharakteristiken. Mit steigender Kühlluftmenge

wird das Verbrennungsregime der Brennerhauptströmung fetter (verglei-

che Abschnitt 2.1.3). Für höhere Äquivalenzverhältnisse (φg es = 0.500,0.475)

wird die Flamme stabiler und kompakter. Das normierte Flammenvolu-

men ist deutlich reduziert im Vergleich zu geringeren Kühlluftmengen

(siehe Abbildung 7.4). Die Intensiät der OH∗-Chemilumineszenz steigt

deutlich an und die Höhe der Fluktuationen sinkt (siehe Abbildung 7.1,

Abbildung 7.3). Insbesondere die Scherschichtfluktuationen nehmen ab (sie-

he Abbildung 7.1), da die äußeren Scherschichten durch die eingedüste

Kühlluft stark gequencht werden und die Reaktionszone somit ins Zen-

trum gezwungen wird. Wie bei den isothermen Untersuchungen zum Ein-

mischverhalten in Abschnitt 6.4 gezeigt, wird die Kühlluft zunächst in

die äußeren Scherschichten transportiert. Die äußeren Scherschichten sind

demzufolge stark mit Kühlluft verdünnt, was in der reduzierten Intensi-

tät an OH∗-Chemilumineszenz erkennbar ist. Dennoch verschlechtert dies

nicht die Verbrennungsstabilität, da die Flamme durch den fetten Kern

im Zentrum stabilisiert wird. Im Mittel sinken die normierte Abhebedis-

tanz (Abbildung 7.5) sowie die normierte axiale Position maximaler OH∗-

Chemilumineszenzintensität (Abbildung 7.6) mit steigender Kühlluftmenge.

Die Flamme stabilisiert sich demzufolge näher am Brenneraustritt. Bei Annä-

herung an die magere Löschgrenze verschieben sich im Mittel die Abhebedis-

tanz und yOH∗,max/Db stromab.
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Ein sinkendes Äquivalenzverhältnis verursacht substantielle Unterschiede

des instationären Verbrennungsverhaltens zwischen den Fällen mit einer ge-

ringen Kühlluftmenge und den Betriebspunkten mit erhöhter Kühlluftmen-

ge. Bei der Annäherung an die magere Löschgrenze (φg es = 0.455 - 0.435) ver-

schiebt eine hohe Kühlluftmenge den Betriebsbereich in ein instabiles Re-

gime. Insbesondere in Abbildung 7.3-unten sieht man deutlich, wie die Fluk-

tuationen bei sinkendem φg es und steigender Kühlluftmenge zunehmen. Die

Flammenposition fluktuiert zwischen brennernaher und -ferner Position. Die

Flamme wird stochastisch stromab transportiert und wieder zurück in den

Kernbereich nahe der Brenneraustritssebene gezwungen. Die Fluktuationen

im Kernbereich der Strömung betragen bis zu 80% bezogen auf den Mittel-

wert der OH∗-Intensität (siehe Abbildung 7.3). Zwar steigt das Brenneräquiva-

lenzverhältnis φB mit größer werdender Kühlluftmenge an, jedoch kann auch

das fettere Verbrennungsregime die Flamme nicht ausreichend stabilisieren.

Die äußeren Scherschichten werden wie bei höheren Äquivalenzverhältnissen

stark gequencht, aber der Kernbereich ist nun nicht fett genug, um die Reakti-

onszone zu verankern. Die Effekte von Quenching und Ungemischtheit domi-

nieren, so dass die starken Fluktuationen die Flammenstabilität vermindern.

Der Brenner kann demnach mit viel Kühlluft unter sehr mageren Bedingun-

gen nicht verlässlich betrieben werden.

7.1.2 Instationäres Flammenverhalten

Der transiente Prozess der alternierenden Flammenposition ist in

Abbildung 7.7 illustriert. Dabei werden charakteristische Zeitsequenzen

exemplarisch für die Kühlluftmengen ṁK /ṁg es = 3.0% und 10.7% bei

Äquivalenzverhältnissen von jeweils φg es = 0.435 und 0.500 miteinander

verglichen. Der gewählte Zeitabstand der in Abbildung 7.7 abgebildeten

Einzelbilder ist ∆t=16 ms bei einer Aufnahmefrequenz von fK am = 250 Hz.

Da eine Abel-Transformation nur für ein zeitliches Mittel sinnvoll ist, wer-

den die tiefenintegrierten normierten Flammenbilder gezeigt. Für eine

geringe Kühlluftmenge ist die Flammenposition unabhängig vom Äquiva-

lenzverhältnis stabil. Bei fetterer Verbrennung befindet sich die Flammen-

wurzel nahe der Brenneraustrittsebene (Abbildung 7.7-(a)), wohingegen

bei Annäherung an die magere Löschgrenze die Flamme abhebt und die

Flammenposition sich stromab verschiebt (Abbildung 7.7-(b)). Ein Be-
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trieb mit ṁK /ṁg es = 10.7% und φg es = 0.500 weist hohe Intensitäten an

OH∗-Chemilumineszenz mit einer stabilen Flammenfront nahe der Bren-

neraustrittsebene auf (Abbildung 7.7-(c)). Bei Annäherung an die magere

Löschgrenze (φg es = 0.435) treten starke Fluktuationen auf: Die Flamme wird

nahezu ausgeblasen wenn sie stromab transportiert wird. Entlang der Bren-

nermittelachse wird die Flamme wieder zurück zur Brenneraustrittsebene

gezwungen (Abbildung 7.7-(d)).
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Abbildung 7.7: Normierte Intensität der OH∗-Chemilumineszenz (tiefenintegriert): Charak-
teristische Zeitsequenzen für ṁK /ṁg es = 3.0% und 10.7% bei φg es = 0.435
und 0.500, ∆t = 16ms, fK am = 250 Hz

Um den beobachteten Effekt statistisch auszuwerten, wurden die PDFs (sie-

he Abschnitt 2.2) der normierten Abhebedistanz der Flamme bestimmt und

in Abbildung 7.8 aufgetragen. Dabei wird, wie bei der Auswertung der zu-

gehörigen Abel-transformierten Mittelwertbilder in Abbildung 7.5, für jedes

einzelne tiefenintegrierte Flammenbild der axiale Abstand zwischen Brenner-

austrittsebene und dem ersten Überschreiten des Schwellwerts iOH∗,SW er-

mittelt. Je Betriebspunkt wird ein Datensatz von 1000 Flammenbildern, die

mit einer Frequenz von fK am = 250 Hz aufgenommen worden sind, ausge-

wertet (Abbildung 7.8-(a)). Um die Qualität der PDFs zu verbessern, wurden

die Messungen mit einer Aufnahmefrequenz von fK am = 6000 Hz wiederholt.
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Die Auflösung wurde verringert, so dass insgesamt 8192 Einzelbilder je Be-

triebspunkt aufgenommen wurden. Da sich die Bildqualität durch die gerin-

gere Belichtungszeit und Auflösung verschlechtert, wurde der Schwellwert zur

Bestimmung der normierten Abhebedistanz bei den Messungen mit 6000 Hz

auf iOH∗,SW = 0.21 gesetzt. Aufgrund der höheren Aufnahmerate konnten die

Schwankungen der Flammenposition zeitlich feiner aufgelöst aufgenommen

werden.
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Abbildung 7.8: PDFs der normierten Abhebedistanz der Flamme (tiefenintegriert) für
ṁK /ṁg es = 3.0% und 10.7% bei φg es = 0.435 und 0.500, (a): fK am = 250Hz,
(b): fK am = 6000 Hz

Beide Messreihen in Abbildung 7.8 zeigen eine ähnliche statistische Ver-

teilung. Die PDFs der höheren Aufnahmefrequenz (Abbildung 7.8-(b)) sind

gleichmäßiger und stärker ausgeprägt, was vor allem auf die höhere An-

zahl an auswertbaren Daten zurückzuführen ist. Die geringfügigen Abwei-

chungen der Werte für y AD/Db basieren auf den oben erwähnten, nicht

vermeidbaren minimalen Unterschieden in Messaufbau und Auswerterouti-

ne. Das charakteristische Schwankungsverhalten der Flamme konnte dem-

nach bereits mit einer niedrigen zeitlichen Auflösung aufgenommen wer-

den. Durch eine Erhöhung der zeitlichen Auflösung konnten keine weite-

ren charakteristischen Strukturen identifiziert werden. Beide Analysen zei-

gen, dass der Betriebspunkt ṁK /ṁg es = 10.7%, φg es = 0.500 die geringsten

Fluktuationen der Flammenposition aufweist. Eine geringere Kühlluftmenge

(ṁK /ṁg es = 3.0%, φg es = 0.500) verschiebt die Flamme geringfügig stromab.

Trotz erhöhter Schwankungen nahe der mageren Löschgrenze lässt sich beim
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Betrieb mit ṁK /ṁg es = 3.0%, φg es = 0.435 eine eindeutige Flammenposition

stromab detektieren. Die PDF für den Fall ṁK /ṁg es = 10.7%, φg es = 0.500 ist

breit verteilt, was ein guter Indikator für die starken Schwankungen der Flam-

menposition innerhalb des gesamten ausgewerteten Messgebietes ist. Eine

Frequenzanalyse mittels Fast Fourier Transformation (FFT) der zeitlichen Da-

ten hat keine Vorzugsfrequenz der Fluktuationen gezeigt. Die Fluktuationen

sind stochastisch verteilt und unterliegen somit keinem eindeutigen Mecha-

nismus.

Um einen Zusammenhang zwischen den Schwankungen der Flammenin-

tensität und den in Abschnitt 7.2 gezeigten Ergebnissen der Pulsations-

messungen aufzuzeigen, wurden die Schwankungen der flächenintegrierten

OH∗-Chemilumineszenzintensität ermittelt. Dazu wurde für jedes tiefenin-

tegrierte Einzelmessbild ( fK am = 250 Hz, n = 1000) die Intensität der OH∗-

Chemilumineszenz über die Messebene nach Gleichung 7.2 aufintegriert, wo-

bei Ymax und Rmax die Koordinaten der maximalen Ausdehnung der aufge-

nommenen Messebene in axialer bzw. radialer Richtung sind:

I∫∫

OH∗ =

∫Ymax

0

∫Rmax

0

I

Ir e f
(r, y) dr d y . (7.2)

Um die zeitlichen Schwankungen der integrierten OH∗-

Chemilumineszenzintensität zu ermitteln, wird die Differenz zum zeitlichen

Mittelwert bestimmt:

I ′∫∫

OH∗ = I∫∫

OH∗ − I∫∫

OH∗ . (7.3)

Es wird nun eine FFT der Daten für I ′∫∫

OH∗ durchgeführt und die

Ergebnisse für die vier Betriebspunkte [ṁK /ṁg es = 3.0% und 10.7%

bei φg es = 0.435 und 0.500] in Abbildung 7.9 aufgetragen. Zur Verbesse-

rung der Übersichtlichkeit der Darstellung wurden die Frequenzen je-

weils über 100 Werte gemittelt und mit der Aufnahmefrequenz fK am nor-

miert. Die Amplitude ist auf den Referenzwert I ′∫∫

OH∗,r e f
normiert. Die

höchsten Werte und Schwankungen für I ′∫∫

OH∗/I ′∫∫

OH∗,r e f
werden beim Be-

trieb mit ṁK /ṁg es = 10.7%, φg es = 0.435 beobachtet. Die niedrigsten Wer-

te und Schwankungen hingegen beim Betriebspunkt ṁK /ṁg es = 10.7%,

φg es = 0.500. Für den Betrieb mit ṁK /ṁg es = 3.0% sind die Unterschiede
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zwischen φg es = 0.500 und 0.435 vernachlässigbar. Die Diskussion dieser Er-

gebnisse erfolgt im Zusammenhang mit der Analyse des Pulsationsspektrums

(siehe Abbildung 7.12) in Abschnitt 7.2.
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Abbildung 7.9: FFT der integrierten OH∗-Chemilumineszenzintensität (normiert, tiefen-
integriert) für ṁK /ṁg es = 3.0% und 10.7% bei φg es = 0.435 und 0.500,
fK am =250Hz

7.1.3 Vergleich zum Referenzbrenner: Flammenstabilität

Im vorangegangenen Abschnitt 7.1.1 wurde die Flammenstabilität des gene-

rischen Brenners unter dem Einfluss von Kühllufteindüsung bewertet. Zum

Vergleich werden nachfolgend nun die Flammencharakteristiken des Refe-

renzbrenners mit und ohne Kühllufteindüsung ausgewertet. Wie bereits am

Anfang dieses Abschnitts beschrieben, kann der Kühlluftmassenstrom beim

Betrieb des Referenzbrenners in dem hier verwendeten Messaufbau nicht ge-

sondert zugeführt werden. Die Gesamtströmung teilt sich erst vor dem Ein-

tritt in die Brennkammer in Kühlluftmassenstrom und Brennerstrom auf. Von

daher kann der genaue Massenstrom der Kühllufteindüsung nicht wie beim

generischen Brenner gemessen werden (siehe Abschnitt 3.3) sondern ledig-

lich abgeschätzt werden. Die Injektorfläche des Referenzbrenners beträgt un-

gefähr 4.7% der Brennereintrittsfläche ARB . Im Vergleich dazu beträgt die In-

jektorfläche des generischen Brenners 11.1% der Brennereintrittsfläche AGB .

Wie bereits in Abschnitt 3.1.2 erwähnt, gleichen sich der Druckverlust über

den Brenner für beide Brenner. Von daher kann die eingedüste Kühlluftmen-
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ge als gering angenommen werden. Die Betriebsweise der Verbrennungsver-

suche unterscheidet sich für beide Brenner voneinander, was insbesondere

bei der Bewertung der Fluktuationen berücksichtigt werden muss. Der generi-

sche Brenner wird perfekt vorgemischt betrieben. Der Referenzbrenner kann

nur technisch vorgemischt betrieben werden, so dass zusätzlich Mischungs-

fluktuationen im Brennstoff-Luft-Gemisch auftreten.

In Abbildung 7.10 sind der zeitliche Mittelwert und die Standardabweichung

zum Mittelwert der Abel-transformierten und tiefenintegrierten Flammenbil-

der für die Äquivalenzverhältnisse φg es = 0.500 und 0.435 abgebildet. Weitere

Ergebnisse für φg es = 0.475 und 0.455 sind im Anhang B in Abbildung B.4 dar-

gestellt. Analog zur Auswertung der Flammenbilder des generischen Brenners

wird in Abbildung 7.11 die normierte Intensität der OH∗-Chemilumineszenz

(Abel-transformiert) in axialer Richtung entlang der Achse r /Db = 0.3 in Ab-

hängigkeit vom Äquivalenzverhältnis gezeigt.

Die Flammenbilder des Referenzbrenners weichen aufgrund der Unterschie-

de im aerodynamischen Strömungsfeld (siehe Abschnitt 5.1) von denen des

generischen Brenners ab. Der generische Brenner weist einen weiten Wirbel-

kernradius mit einer Flamme außerhalb des Brenners auf. Der Wirbelkernra-

dius des Referenzbrenners ist deutlich schmaler mit einer stärkeren Rezirku-

lationszone und einer Flamme, die in den Brennermund hineinreicht. Die Un-

terschiede sind besonders bei einem direkten Vergleich von Abbildung 7.3 mit

Abbildung 7.11 deutlich zu sehen. Während die Intensitätsniveaus der OH∗-

Chemilumineszenz für den generischen Brenner an der Brenneraustrittsebe-

ne (y/Db = 0) gleich null sind, zeigen sie beim Referenzbrenner einen positi-

ven Wert auf. Die Abhebedistanz der Flamme und das normierte Flammenvo-

lumen sind somit aus den Flammenbildern des Referenzbrenners nicht ein-

deutig bestimmbar.

Die Bereiche mit erhöhter OH∗-Chemilumineszenz befinden sich beim Refe-

renzbrenner auf größeren Radien beim Betrieb mit höherem Äquivalenzver-

hältnis (φg es = 0.500). Die Scherschichten befinden sich damit auf einem grö-

ßerem Radius als beim generischen Brenner. Die Bereiche der äußeren Scher-

schichten weisen eine hohe Intensität auf, wohingegen das Zentrum entlang

der Brennermittelachse deutlich geringere Intensität zeigt. Diese Beobach-

tungen gelten sowohl für das mittlere Verhalten als auch für die Verteilung der

Fluktuationen und sind ein Indikator für die stark ausgeprägte Rezirkulations-

zone. Bei Annäherung an die magere Löschgrenze (φg es = 0.435) verstärken
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Abbildung 7.10: tiefenintegriertes (oben) und Abel-transformiertes (unten) Flammenbild des
normierten Mittelwerts und der Standardabweichung des normierten Mit-
telwerts für den Referenzbrenner mit (RB-mit) und ohne Kühllufteindüsung
(RB-ohne) für φg es = 0.500 und 0.435)

sich die Fluktuationen deutlich. Die mittlere Intensitätsverteilung vergleich-

mäßigt sich über den Radius, wobei sich der Bereich erhöhter Intensität zur

Brennermittelachse verschiebt. Die Unterschiede der mittleren Flammenbil-

der zwischen einem Betrieb mit und ohne Kühllufteindüsung sind, wie beim

Betrieb des generischen Brenners mit niedriger Kühlluftmenge, gering.
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Abbildung 7.11: Normierte Intensität der OH∗-Chemilumineszenz (Abel-transformiert) in
axialer Richtung entlang r /Db = 0.3 in Abhängigkeit vom Äquivalenzver-
hältnis für den Referenzbrenner mit (RB-mit) und ohne Kühllufteindüsung
(RB-ohne): Mittelwert (oben) und Standardabweichung des Mittelwerts (un-
ten)

7.2 Akustische Pulsationen

Im Rahmen der Veröffentlichungen von Marosky et al. [MSS+13b, MSS13a]

wurden die akustischen Pulsationen im atmosphärischen Verbrennungsprüf-

stand sowohl für den generischen Brenner als auch für den Referenzbrenner

mit und ohne Kühllufteindüsung für unterschiedliche Betriebsbedingungen

nahe der mageren Löschgrenze bestimmt. In Abschnitt 4.7 ist die verwende-

te Messtechnik beschrieben. Das akustische Pulsationsniveau wurde simul-

tan zu den Untersuchungen zur Flammenstabilität (siehe Abschnitt 7.1) ge-

messen. Da für den Referenzbrenner zum einen die Kühlluftmenge nicht va-

riiert werden kann und zum anderen der Brenner nur technisch vorgemischt

betrieben werden kann, wurden die nachfolgenden Erkenntnisse vorwiegend

aus den Untersuchungen am generischen Brenner gewonnen. Das akustische

Verhalten des Referenzbrenners mit und ohne Kühllufteindüsung wurde aber

dennoch zum Vergleich ausgewertet. Die Ergebnisse werden in Abschnitt 7.2.2

präsentiert.

Zur Normierung der Messdaten sind die Frequenzen auf die Referenzfre-

quenz fr e f =1000 Hz bezogen. Die Amplitude des dynamischen Druckes ist

mit dem Referenzdruck pr e f normiert. Der Referenzdruck ist dabei der Ma-
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ximaldruck aller Messreihen (hier: RB-ohne, bei φg es = 0.475, pr e f =7480 Pa).

In Abbildung 7.12 sind die Pulsationsspektren des generischen Brenners mit

variierender Menge an eingedüster Kühlluft von ṁK /ṁg es =0%, 3.0%, 5.6%

und 10.7% für die Äquivalenzverhältnisse φg es = 0.435 und φg es = 0.500 ab-

gebildet.
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Abbildung 7.12: Pulsationsspektren des generischen Brenners für variierende Mengen an
eingedüster Kühlluft (ṁK /ṁg es =0%, 3.0%, 5.6% und 10.7%) für verschie-
dene Äquivalenzverhältnisse, (a): φg es=0.435 und (b): φg es=0.500

Um einen Zusammenhang zwischen Kühllufteindüsung, Äquivalenzverhält-

nis und Höhe des Pulsationsniveaus aufzudecken, werden die Maximalwerte

der Druckpulsationen für alle untersuchten Betriebspunkte miteinander ver-

glichen. In Abbildung 7.13 sind dazu jeweils die Werte des maximalen Pulsa-

tionsniveaus des gesamten Frequenzspektrums für alle gemessenen Betriebs-

punkte des generischen Brenners abgebildet. Die Menge an eingedüster Kühl-

luft wird dabei für Äquivalenzverhältnisse von φg es = 0.435 bis 0.500 im Be-

reich von ṁK /ṁg es =0% bis 10.7% variiert.

Das normierte Pulsationsniveau p/pr e f ist in Abbildung 7.12, unabhängig von

den untersuchten mageren Äquivalenzverhältnissen, am höchsten für niedri-

ge normierte Frequenzen (im Bereich f / fr e f = 0−0.2). Dies stimmt mit den

Erkenntnissen aus [MNS+05, CGTM89, SLS96] überein. Dort wurde gezeigt,
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7.2 Akustische Pulsationen

dass mageres Flammenlöschen starke Pulsationen bei tiefen Frequenzen er-

zeugt.
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Abbildung 7.13: Maximales normiertes Pulsationsniveau des generischen Brenners (für va-
riierende Mengen an eingedüster Kühlluft (ṁK /ṁg es =0% - 10.7%) für ver-
schiedene Äquivalenzverhältnisse (φg es=0.435 - 0.500)

Höhere Äquivalenzverhältnisse (φg es = 0.500)

Die Verteilung der aufgenommenen akustischen Pulsationen korreliert mit

den beobachteten Flammenfluktuationen in Abschnitt 7.1. Wie dort gezeigt

wurde, führt eine höhere Kühlluftmenge bei höheren Äquivalenzverhältnis-

sen zu einem stabilen, fetten Kernbereich der Flamme. Die Flammenfluk-

tuationen werden reduziert und verursachen dadurch ein geringeres Niveau

an akustischen Pulsationen. Demzufolge ist in Abbildung 7.12-(b) ein starker

Einfluss der Kühllufteindüsung auf das akustische Pulsationsniveau für den

Betrieb bei einem Äquivalenzverhältnis von φg es = 0.500 erkennbar. Eine ho-

he Menge an eingedüster Kühlluft (ṁK /ṁg es =10.7%) reduziert das Pulsati-

onsniveau im Vergleich zu geringeren Kühlluftmengen deutlich. Das fettere

Zentrum stabilisiert dabei die Flamme, da die Mischung im Kernbereich weit

von den notwendigen Bedingungen für ein mageres Flammenlöschen ent-

fernt ist. Das dynamische Druckniveau ist über die gesamte Frequenzbreite

für den Betrieb mit ṁK /ṁg es =10.7% um ungefähr 50% geringer im Vergleich
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7 Kühllufteindüsung: Untersuchungen mit Verbrennung

zu den anderen untersuchten Fällen. Die Unterschiede im Pulsationsverhal-

ten zwischen den Kühlluftfällen ṁK /ṁg es =0%, 3.0% und 5.6% sind zwar ge-

ring, aber dennoch sichtbar im gesamten aufgenommenen Frequenzspek-

trum. Eine Erhöhung der Kühlluftmenge reduziert das Pulsationsniveau, was

vor allem im höherfrequenten Bereich ( f / fr e f > 0.2) deutlich ist.

Die in Abbildung 7.13 gezeigten Werte des normierten Pulsationsmaximums
(

p/pr e f

)

max der einzelnen Messreihen für die untersuchten Kühlluftmengen

weisen eine breite Streuung von ungefähr 50% auf. Die Fälle mit höherer

Kühlluftmenge (ṁK /ṁg es =9.4%, 10.7%) weisen ein reduziertes Niveau an

Peakpulsationen für die fetteren Äquivalenzverhältnisse vonφg es = 0.475 und

0.500 auf. Das kompakte Flammenzentrum reduziert hier die akustischen Pul-

sationen und Flammenfluktuationen. Die Betriebspunkte mit geringer und

moderater Kühlluftmenge (ṁK /ṁg es =0% - 6.8%) erreichen für alle vier ge-

messenen Äquivalenzverhältnisse ein ähnliches maximales Pulsationsniveau.

Es treten vermutlich magere Löschpulsationen auf, die sich bei gleichem lo-

kalen Äquivalenzverhältnis einstellen.

Äquivalenzverhältnis nahe der mageren Löschgrenze (φg es = 0.435)

Ein Betrieb nahe der mageren Löschgrenze (φg es = 0.435) lässt das Pulsati-

onsniveau im tieffrequenten Bereich ( f / fr e f = 0− 0.2) für alle untersuchten

Kühlluftfälle ansteigen (siehe Abbildung 7.12-a), so dass es über den gemes-

senen Amplituden für φg es = 0.500 (siehe Abbildung 7.12-b) liegt. Die Unter-

schiede zwischen den einzelnen Kühlluftfällen verschwinden bei niedrigen

Frequenzen. Die Amplitude der tieffrequenten Schwingungen ist somit un-

abhängig von der Kühlluftkonzentration. Nur bei höheren Frequenzen um

f / fr e f = 0.3 kann, vergleichbar zum Betrieb mit φg es = 0.500, eine Abhän-

gigkeit des Pulsationsniveaus von der Menge der eingedüsten Kühlluft de-

tektiert werden. Im höherfrequenten Bereich sind die gemessenen Amplitu-

den für φg es = 0.435 deutlich niedriger als für ein Äquivalenzverhältnis von

φg es = 0.500. Eine Reduktion des Äquivalenzverhältnisses hat den größten Ef-

fekt auf den Betrieb mit einer hohen Kühlluftmenge von ṁK /ṁg es =10.7%.

Die Stabilisierung durch den fetten Flammenkern kann die Fluktuationen, die

durch Quenching der Scherschichten und lokale Ungemischtheiten hervorge-

rufen werden, nicht kompensieren (siehe dazu Abschnitt 7.1). Die infolgedes-

sen induzierte Schwankung der Flammenposition (siehe Abbildung 7.7) sorgt
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für ein deutliches Ansteigen des Pulsationsniveaus für ṁK /ṁg es =10.7%, so

dass die Amplitudenwerte sich den Werten für den Betrieb mit geringeren

Kühlluftmengen angleichen.

Bei mageren Bedingungen ist die Bandbreite des maximalen Pulsati-

onspeaks deutlich schmaler als für höhere Äquivalenzverhältnisse (siehe

Abbildung 7.13). Nahe der mageren Löschgrenze (φg es = 0.435) ist das Pulsa-

tionsniveau beim Betrieb mit hoher Kühlluftmenge ähnlich zum Betrieb mit

niedrigerer Kühlluftmenge. Die auf den Kühlluftmengen basierenden Unter-

schiede verschwinden. Die Werte der maximalen Pulsationshöhen zeigen für

alle Kühlluftmengen eine Streuung um ungefähr 14%. Gründe für den ver-

schwindenen Einfluss der Kühlluftinjektion auf das akustische Verhalten nahe

der mageren Löschgrenze werden gesondert in Abschnitt 7.2.1 diskutiert.

Die in Abbildung 7.12 gezeigten Pulsationsspektren korrelieren mit den in

Abbildung 7.9 präsentierten Ergebnissen der FFT der integrierten normier-

ten OH∗-Chemilumineszenzintensität I ′∫∫

OH∗/I ′∫∫

OH∗,r e f
. Dort ist die glei-

che Verteilung in Abhängigkeit von den Betriebspunkten (ṁK /ṁg es = 3.0%

und 10.7% bei φg es = 0.435 und 0.500) zu beobachten: Bei einem Äquiva-

lenzverhältnis von φg es = 0.500 sind die Fluktuationen für die Kühlluftmenge

ṁK /ṁg es =10.7% deutlich geringer, als für die anderen drei abgebildeten Be-

triebspunkte. Die integrierte OH∗-Intensität ist deutlich niedriger und unter-

liegt, wie die akustischen Pulsationen, deutlich niedrigeren Schwankungen.

Für die kleine Kühlluftmenge von ṁK /ṁg es =3.0% sind die vom Äquivalenz-

verhältnis abhängigen Unterschiede im Schwankungsverhalten unerheblich.

Zwar ändert sich in Abhängigkeit vom Äquivalenzverhältnis die Flammenpo-

sition, da die Flamme im mageren Betrieb nach stromab verlagert wird, doch

die Werte von I ′∫∫

OH∗/I ′∫∫

OH∗,r e f
und deren Schwankungen sind gleichblei-

bend. Nahe der mageren Löschgrenze bei φg es = 0.435 zeigt der Betrieb mit

einer hohen Kühlluftmenge ṁK /ṁg es =10.7% signifikant höhere Werte für

I ′∫∫

OH∗/I ′∫∫

OH∗,r e f
im niederfrequenten Bereich ( f / fK am = 0-0.1). Das akus-

tische Pulsationsspektrum ist nahe der mageren Löschgrenze (φg es = 0.435)

unabhängig von der Kühlluftmenge, jedoch höher, als für höhere Äquivalenz-

verhältnisse. Wie in Abschnitt 2.1.1 gezeigt, liegt ein Zusammenhang zwi-

schen akustischen Pulsationen und Wärmefreisetzungschwankungen vor. Die

Schwankungen können je nach Überlagerung von Druck- und Wärmefreiset-

zungsmaximum die Flammendynamik anfachen.
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7.2.1 Diskussion des fehlenden Kühllufteinflusses bei Löschpulsationen

In diesem Abschnitt werden nun Gründe für das Verschwinden des Kühlluft-

einflusses auf das akustische Pulsationsniveau bei Löschpulsationen (siehe

Abbildung 7.12-a) diskutiert. Die Diskussion stützt sich auf die in Anhang A

präsentierten Ergebnisse zur Brennkammerakustik nach Hirsch [Hir13].

Bei einer bestimmten Kombination von Amplitude und Frequenz der Druck-

schwankungen bilden sich große kohärente Ringwirbel, die das stationäre Mi-

schungsverhalten ganz erheblich beeinflussen. Die Ringwirbel verstärken die

Mischungsschwankungen, da das Brennstoff-Luft-Gemisch der Hauptströ-

mung durch ein Aufrollen der äußeren Scherschichten vermehrt mit der Um-

gebungsströmung vermischt wird [Het06]. Die Auswirkungen von kohärenten

Ringwirbeln auf die Verbrennungsstabilität wurde in zahlreichen experimen-

tellen und numerischen Arbeiten [LT89, SEP+89, BHL93] studiert. Külsheimer

et al. [KB02] zeigen, dass sich die Struktur des Strömungsfeldes von Drallbren-

nern beim Überschreiten einer frequenzabhängigen Amplitude komplett än-

dert. Külsheimer et al. haben in ihrer Arbeit [KB02] den Einfluss einer periodi-

schen Anregung des Volumenstroms V̇ n für unterschiedliche Drallintensitä-

ten1 S0,th auf das isotherme Strömungsfeld und die Flammendynamik eines

Drallbrenners untersucht. Neben dem Volumenstrom wurden auch Amplitu-

de und Frequenz der Anregung variiert. Basierend auf den Messergebnisse ge-

ben Külsheimer et al. die Grenze für die Entstehung von kohärenten Wirbel-

strukturen in Abhängigkeit vom Pulsationslevel Pu und der Strouhal-Zahl Str
an (siehe Abbildung 7.14).

Die in dieser Arbeit gemessenen Löschpulsationen bei φg es = 0.435 bewir-

ken erhebliche Brennkammerdruckamplituden (siehe Abbildung 7.12-(a)).

Dabei ist jedoch die Höhe der Druckamplituden bei φg es = 0.435 unabhän-

gig von der Menge der eingedüsten Kühlluft. Es wurde daher in Anhang A

untersucht, ob die bei Külsheimer et al. [KB02] bestimmte Grenze (siehe

Abbildung 7.14) überschritten wird und sich somit das Strömungsfeld nahe

der Löschgrenze komplett ändert. Damit ließe sich das in Abbildung 7.12-(a)

beobachtete Fehlen des Kühllufteinflusses auf das Pulsationsniveau erklä-

ren. Um einen Zusammenhang zwischen den gemessenen Pulsationsampli-

tuden und der Brennerschnelle herzustellen, wurde in Anhang A die Schnel-

leamplitude am Brenneraustritt in Abhängigkeit von der Druckamplitude am

1 theoretische Drallzahl am Brenneraustritt S0,th nach Gupta et al. [GLS84] berechnet
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Abbildung 7.14: Wirbelbildung als Funktion von Pulsationsamplitude und Frequenz nach
[KB02] mit Strouhalzahl der dominanten Pulsation sowie das Niveau der ge-
messenen Prüfstandsdaten

Ort des dynamischen Druckaufnehmers für die maximale Pulsationsampli-

tude im Frequenzbereich 0 ≤ f / fref ≤ 0.2 bestimmt. Mit dieser Beziehung

und der gemessenen Druckamplitude von etwa p/pref = 0.4 bei φg es = 0.435

(siehe Abbildung 7.13) ergibt sich eine Schnelleamplitude am Brenner von

u′
b/ub = 0.49 bei einer Strouhalzahl von Str = (Db fpul s)/ub = 0.216. Diese

Werte werden in Abbildung 7.14 eingetragen, um sie mit den Ergebnissen von

Külsheimer et al. [KB02] zu vergleichen. Dabei sind die Strouhal-Zahl der do-

minanten Pulsation sowie das Niveau der gemessenen Prüfstandsdaten dieser

Arbeit in blau eingezeichnet. Zur eingezeichneten Strouhal-Zahl ergibt sich

nach Külsheimer et al. ein Grenzwert der Pulsationen von u′
b/ub = 0.18. Die-

ser liegt deutlich unter dem gemessenen Niveau, so dass im Prüfstand die

Bildung kohärenter Ringwirbel stattfindet. Die kohärenten Ringwirbel verän-

dern signifikant das Strömungsfeld und somit die Einmischung der eingedüs-

ten Kühlluft. Das Strömungsfeld mit Löschpulsationen (bei φg es = 0.435) ist

somit nicht mehr mit dem der isothermen Mischungsuntersuchungen (sie-

he Kapitel 6) vergleichbar. Durch die nun intensivere Mischung in den äuße-

ren Scherschichten geht der bei höheren Äquivalenzverhältnissen beobachte-
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te positive Einfluss der Kühlluftmenge auf die Brennerstabilität beim Betrieb

mit φg es = 0.435 verloren.

7.2.2 Vergleich zum Referenzbrenner: Akustische Pulsationen

Zum Vergleich der Messdaten des generischen Brenners werden der Vollstän-

digkeit halber die akustischen Pulsationen des Referenzbrenners untersucht.

Dazu wird in Abbildung 7.15 das Pulsationsspektrum des Referenzbrenners

mit und ohne Kühllufteindüsung mit den Ergebnissen des generischen Bren-

ners bei einem Betrieb mit einer Kühlluftmenge von ṁK /ṁg es =0% und

10.7% für die Äquivalenzverhältnisse φg es = 0.500 und 0.435 verglichen.
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ṁK/ṁges =

Abbildung 7.15: Pulsationsspektren des generischen Brenners (GB) sowie des Referenzbren-
ners (RB) mit und ohne Kühllufteindüsung für verschiedene Äquivalenzver-
hältnisse, (a): φg es=0.435 und (b): φg es=0.500

Ähnlich wie beim generischen Brenner reduziert die Kühllufteindüsung

beim Referenzbrenner für den Betrieb mit einem Äquivalenzverhältnis von

φg es = 0.500 das Pulsationsniveau im tieffrequenten Bereich ( f / fr e f = 0−0.2)

um bis zu 40% (siehe Abbildung 7.15-(b)). Bei höheren Frequenzen ist der

Einfluss der Kühllufteindüsung auf die akustischen Pulsationen des Referenz-

brenners vernachlässigbar. Nahe der mageren Löschgrenze (φg es = 0.435) hat
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die Kühllufteindüsung des Refererenzbrenners für die gesamte Frequenzbrei-

te keinen Einfluss. Wie beim generischen Brenner treten die stärksten Pulsa-

tionen im tieffrequenten Bereich von f / fr e f = 0− 0.2 auf. In Abbildung 7.16

werden die Werte des maximalen Pulsationsniveaus des Referenzbrenners

(mit und ohne Kühllufteindüsung) mit den Werten des generischen Brenners

(mit ṁK /ṁg es =0%, 5.6% und 10.7%) für alle vier untersuchten Äquivalenz-

verhältnisse verglichen.
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Abbildung 7.16: Maximales normiertes Pulsationsniveau des generischen Brenners (GB) so-
wie des Referenzbrenners (RB) mit und ohne Kühllufteindüsung für ver-
schiedene Äquivalenzverhältnisse (φg es=0.435 - 0.500)

Der generische Brenner zeigt für alle untersuchten Fälle, unabhängig von der

Kühllufteindüsung, ein deutlich reduziertes Pulsationsniveau im Vergleich

zum Referenzbrenner. Die Amplituden liegen im Mittel um ungefähr 40%

niedriger. Bei einem Äquivalenzverhältnis von φg es = 0.475 zeigt der Refe-

renzbrenner ein deutlich höheres Pulsationsniveau. Die Kühllufteindüsung

reduziert für alle gemessenen Betriebspunkte des Referenzbrenners die Pul-

sationen. Diese Reduktion ist, wie auch beim generischen Brenner, für ein

Äquivalenzverhältnis von φg es = 0.475 signifikant.

Die Unterschiede in den Pulsationsniveaus der Brenner sind auf die Unter-

schiede in Flammenposition und Mischungsgüte in der Flammenfront zu-

rückzuführen. Die Flamme sitzt beim Referenzbrenner im Brennermund,
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während sich beim generischen Brenner die Flamme stromab der Brenner-

austrittsebene befindet. Bei der Bewertung der Ergebnisse muss zudem be-

rücksichtigt werden, dass der generische Brenner perfekt vorgemischt be-

trieben wird, wohingegen der Referenzbrenner technisch vorgemischt betrie-

ben wird und somit zusätzliche Mischungsfluktuationen im Brennstoff-Luft-

Gemisch auftreten. Es wurde jedoch in Abschnitt 5.2 gezeigt, dass der ge-

nerische Brenner bei der technischen Vormischung im Vergleich zum Refe-

renzbrenner vernachlässigbare Mischungsfluktuationen im Brennstoff-Luft-

Gemisch erzeugt. Von daher ist auszugehen, dass das akustische Pulsations-

niveau des generischen Brenners auch bei der technischen Vormischung mit

Kühllufteindüsung deutlich geringer ist als das des Referenzbrenners.

7.3 Emissionen

Simultan zu den Flammenbildern und den akustischen Pulsationen wur-

den die globalen Emissionen für O2, CO, CO2, NO und NO2 am Brennkam-

meraustritt gemessen. Die verwendete Messtechnik ist in Abschnitt 4.4.1 be-

schrieben. Im Rahmen dieser Arbeit soll vor allem geklärt werden, inwiefern

die Eindüsung von Kühlluft in die Primärzone einen positiven Effekt auf die

NOx-Emissionen hat. Der Einfluss der Kühllufteindüsung auf die Emissionen

wird vorrangig anhand des generischen Brenners untersucht. Der generische

Brenner wird perfekt vorgemischt betrieben und die Menge der eingedüsten

Kühlluft wird variiert. Der Betrieb ohne Kühllufteindüsung dient bei der Be-

wertung der Emissionswerte als Basislinie. Zum Vergleich wird auch der Re-

ferenzbrenner untersucht. Dieser kann jedoch nur technisch vorgemischt be-

trieben werden, wobei nur in den Betrieb mit bzw. ohne Kühllufteindüsung

unterschieden werden kann.

7.3.1 Globale Emissionen

Das globale Verbrennungsregime in dieser Arbeit war bei allen Versuchen ma-

ger, so dass eine vollständige Verbrennung vorausgesetzt werden kann. Dies

wird durch die Abwesenheit von globalem CO bestätigt.
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Globale NOx-Emissionen des generischen Brenners beim Betrieb mit Kühl-
lufteindüsung

In Abbildung 7.17 sind die globalen NOx-Emissionen des generischen Bren-

ners (trocken, bezogen auf 15% O2) in Abhängigkeit von der adiabaten Flam-

mentemperatur abgebildet. Wie in den vorangegangenen Abschnitten vari-

iert die Kühlluftmenge von ṁK /ṁg es = 3.0% bis 10.7% und die eingestell-

ten globalen Äquivalenzverhältnisse betragen φg es = 0.435 bis 0.500. Die

adiabate Flammentemperatur wurde aus den gemessenen Werten der O2-

Konzentrationen nach Abschnitt 4.4.5 berechnet. Bei der Auswertung der glo-

balen Emissionswerte wurden für jeden Betriebspunkt zwei Messreihen über

jeweils 120 Sekunden gemittelt. In Abbildung 7.17 sind die Messergebnisse

mit ihren dazugehörigen Fehlerbalken aufgetragen. Die Messdaten zeigen ei-

ne gute Reproduzierbarkeit mit geringer Messwertschwankung.
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Abbildung 7.17: Globale NOx-Emissionen des generischen Brenners nahe der mageren
Löschgrenze für verschiedene Kühlluftmengen

Auch bei der Auswertung der NOx-Emissionen sind drei generelle Betriebs-

bereiche in Abhängigkeit von der eingedüsten Kühlluftmenge identifizier-

bar: Eine geringe Kühlluftmenge (ṁK /ṁg es = 3.0%) verursacht im Ver-

gleich zum Fall ohne Kühllufteindüsung nur eine vernachlässigbar kleine

Änderungen der Emissionen. Mit steigender Kühlluftmenge werden die ge-
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7 Kühllufteindüsung: Untersuchungen mit Verbrennung

messenen NOx-Konzentrationen größer. Dabei lässt sich anhand der Kur-

ven aus Abbildung 7.17 eine Unterteilung in moderate Kühlluftmenge

(ṁK /ṁg es = 4.3−6.8%) und hohe Kühlluftmenge (ṁK /ṁg es = 9.4 − 10.7%)

vornehmen. Eine Erhöhung der Kühlluftmenge induziert ein fetteres Verbren-

nungsregime im Brenner und verursacht damit einen Anstieg der globalen

NOx-Konzentrationen. Obwohl die Gesamtluftmenge für alle Betriebspunkte

konstant ist, steigen die Emissionswerte mit zunehmender, in die Primärzo-

ne eingedüster Kühlluftmenge. Dieses beobachtete Verhalten ist ein Indikator

dafür, dass nicht die komplette zur Verfügung stehende Luft an der Verbren-

nung teilnimmt. Die quantitative Teilnahme der Kühlluft an der Verbrennung

wird im Detail in Abschnitt 7.4 untersucht.

Globale NOx-Emissionen des Referenzbrenners beim Betrieb mit Kühlluft-
eindüsung

In Abbildung 7.18 sind die globalen NOx-Emissionen des Referenzbrenners

beim Betrieb mit und ohne Kühllufteindüsung abgebildet. Die Messungen

werden entsprechend den oben beschriebenen Untersuchungen des generi-

schen Brenners durchgeführt. In Abschnitt 5.2 wurde gezeigt, dass die NOx-

Emissionen des Referenzbrenners deutlich über denen des generischen Bren-

ners beim Betrieb mit technischer Vormischung liegen. Beim Referenzbren-

ner im technisch vorgemischten Betrieb ist wie in Abbildung 7.17 ein Anstieg

der globalen NOx-Emissionen aufgrund der Kühllufteindüsung zu erkennen.

Wie in Abschnitt 7.1.3 erläutert, ist die Menge der eingedüsten Kühlluft beim

Referenzbrenner gering. Dies zeigt sich auch in den nur marginalen Unter-

schieden der NOx-Werte beim Betrieb mit und ohne Kühllufteindüsung.

7.3.2 Lokale Emissionsverteilung

Um die Reaktionszone zu charakterisieren, wurden die lokalen Emissio-

nen des generischen Brenners im Bereich der Flammenfront mit einer tra-

versierbaren Sonde vermessen. Der Messaufbau ist in Abschnitt 4.4.2 be-

schrieben. Das Messfeld mit den Positionen der einzelnen Messpunkte ist

in Abbildung 4.13 abgebildet. In Abbildung 7.19 werden die lokalen Emissi-

onsfelder von vier Betriebspunkten miteinander verglichen: Für zwei Kühl-

luftmengen (ṁK /ṁg es = 3.0%,10.7%) werden jeweils die Emissionen bei

einem Äquivalenzverhältnis von φg es = 0.500 (Abbildung 7.19-oben) und
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Abbildung 7.18: Globale NOx-Emissionen des Referenzbrenners nahe der mageren Lösch-
grenze mit und ohne Kühllufteindüsung

φg es = 0.435 (Abbildung 7.19-unten) bestimmt. Es werden die simultan ge-

messenen Konzentrationen von CO, O2 und NOx dargestellt. In der betrach-

teten Messebene ist die Verbrennungsreaktion noch nicht abgeschlossen, so

dass keine vollständige Verbrennung vorliegt. Demzufolge ist die Messwert-

korrektur aus Abschnitt 4.4.3 nicht anwendbar und die Messwerte werden in

Abbildung 7.19 unkorrigiert dargestellt. Für jeden Messpunkt in axialer Rich-

tung [y/Db = 0.2−1.4] ergibt sich eine Messreihe in radialer Richtung von der

Brennermittelachse [r /Db = 0] bis nahe zur Brennkammerwand [r /Db = 1.6].

In Abbildung 7.19 ist für jeden axialen Messpunkt [y/Db] ein Unterdiagramm

abgebildet. In jedem Unterdiagramm werden die NOx-Konzentrationen auf

der oberen x-Achse (blau) eingetragen. Die Werte für O2 werden auf der ers-

ten unteren x-Achse (grün) eingetragen und die CO-Konzentrationen auf der

zweiten unteren x-Achse (rot) markiert.

Zur besseren Orientierung werden in Abbildung 7.20 für die vier untersuchten

Betriebspunkte die Abel-transformierten Flammenbilder (aus Abbildung 7.1

und Abbildung 7.2) mit den Messpositionen der lokalen Emissionsmessung

abgebildet.
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Lokale CO-Emissionen

Die lokalen CO-Emissionen sind ein Indikator für den Reaktionsfortschritt

und kennzeichnen die noch nicht vollständig abgeschlossene Verbrennungs-

reaktion. Hohe Werte für CO zeigen somit die Position der Reaktionszone an.

Wie anhand der erhöhten CO-Emissionen mit Werten über 1100 ppm2 bei

[y/Db = 1.4] ersichtlich ist, wird nicht die gesamte Reaktionszone aufgenom-

men. Weiter stromab liegende Zonen wurden aufgrund der begrenzten Zu-

gänglichkeit nicht vermessen. Es wird nur ein Ausschnitt der Mittelebene ver-

messen, so dass keine quantitativen Schlüsse über die globale Emissionsent-

stehung gezogen werden können. Der Fokus der Studie liegt allerdings ohne-

hin auf der Emissionsentstehung im vorderen Bereich der Flammenfront. Die

Abhängigkeit der lokalen Emissionsverteilung von den Betriebspunkten wird

dort genauer untersucht. Für geringe Äquivalenzverhältnisse nahe der mage-

ren Löschgrenze (φg es = 0.435) ist die Reaktionszone breiter verteilt und er-

streckt sich weiter stromab im Vergleich zum fetteren Betrieb bei φg es = 0.500.

Das Flammenabheben nahe der mageren Löschgrenze ist deutlich anhand

der Verteilung der CO-Emissionen zu identifizieren. Eine höhere Kühlluft-

menge reduziert das Flammenvolumen. Insbesondere die Bereiche der Scher-

schichten, in denen die Verbrennungsreaktion stattfindet, sind kompakter.

Diese durch die Kühlluftvariation hervorgerufenen Unterschiede sind vor al-

lem bei den axialen Messpunkten [y/Db = 0.6,1.0] deutlich zu erkennen.

Lokale O2-Emissionen

Die O2-Werte sind in der Region nahe der Brenneraustrittsebene

[r /Db = 0−0.4, y/Db = 0.2] hoch. Die erhöhten Werte zeigen den ein-

tretenden Massenstrom des unverbrannten Gasgemisches an. Stromab

vergleichmäßigen sich die O2-Profile in radialer Richtung und es ist nur ein

leicht erhöhter Konzentrationswert in den äußeren Scherschichten erkenn-

bar [y/Db = 1.4]. Die höheren O2-Werte zeigen dabei die Bereiche auf, in

denen die Verbrennungsreaktion noch nicht abgeschlossen ist und noch

unverbranntes Brennstoff-Luft-Gemisch vorliegt. Stromab verschieben sich

diese Bereiche vom Strömungszentrum [r /Db = 0−0.4, y/Db = 0.2] auf

größere Radien zu [r /Db = 0.4− 0.8, y/Db = 0.6] bis in die Scherschichten

bei [r /Db = 0.8, y/Db = 1.0] und [r /Db = 1.2, y/Db = 1.4]. Anhand der

2 Messbereich 0-1000 ppm
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niedrigeren O2-Konzentrationen ist deutlich die Region der Rückstromzone

in der Messebene [y/Db = 0.6] identifizierbar. Auf der Brennermittelachse

[r /Db = 0] ist ab einer axialen Distanz von [y/Db = 1.0] die Reaktion abge-

schlossen und es stellt sich die endgültige Abgaskonzentration für O2 ein. Die

stromauf rezirkulierenden Reaktionsprodukte verdünnen das unverbrannte

Gemisch, so dass die O2-Konzentrationen deutlich reduziert werden. Im

Bereich der Rezirkulationszone [r /Db = 0− 0.4, y/Db = 0.6] ist für höhere

Äquivalenzverhältnisse deutlich ein Einfluss der Kühllufteindüsung auf die

O2-Konzentrationen zu erkennen. Eine hohe Kühlluftmenge verursacht

geringere O2-Konzentrationen im Brennerzentrum. Bei Annäherung an

die mageren Löschgrenze (φg es = 0.435) verschwinden die Unterschiede

zwischen den Kühlluftmengen und die O2-Konzentrationen sind gleich.

Lokale NOx-Emissionen

Bei geringem Äquivalenzverhältnis (φg es = 0.435) variieren die lokalen NOx-

Emissionen kaum für unterschiedliche Kühlluftmengen. Aufgrund der star-

ken Fluktuationen nahe der mageren Löschgrenze wird eine verbesserte Fein-

mischung erzielt, was die lokalen NOx-Emissionen deutlich reduziert. Das

Verbrennungsregime ist sehr mager, so dass nur geringe Mengen an NOx ge-

bildet werden. Bei fetterer Verbrennung (φg es = 0.500) sind die Werte der

Emissionen für NOx höher, wobei die Menge an eingedüster Kühlluft ein-

deutig Auswirkungen auf die Konzentrationsverteilung hat. Wie auch bei den

globalen Messungen, verursacht eine höhere Kühlluftmenge höhere NOx-

Konzentrationen bei φg es = 0.500. Die radiale Verteilung ist nahe der Bren-

neraustrittsebene [y/Db = 0.2− 0.6] aufgrund der einströmenden Brenner-

hauptströmung bzw. der Rückstromzone noch ungleichmäßig. Mit steigender

axialer Position y/Db vergleichmäßigen sich die radialen NOx-Profile. Es lässt

sich ein Zusammenhang zwischen höheren O2-Konzentrationen bei gleich-

zeitig niedrigeren NOx-Werten erkennen. In Regionen, die lokal magerer sind,

bilden sich demnach geringere Mengen an NOx.

Insgesamt bestätigen die hier gemachten Beobachtungen die Erkenntnisse

der globalen Emissionsanalyse und der vorangegangenen Auswertung zur

Flammenstabilität.
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7.3.3 Lokale Temperaturverteilung

Parallel zu den lokalen Emissionen wurden die lokalen mittleren Tempera-

turen im Nahbereich der Messgasentnahmestelle gemessen. Der Messauf-

bau sowie die Berechnung der strahlungskorrigierten lokalen Gastempe-

ratur Tlokal sind in Abschnitt 4.5 präsentiert. Die Messpositionen und

Betriebspunkte der lokalen Temperaturmessung sind die gleichen wie in

Abbildung 7.19. Zur Berechnung der strahlungskorrigierten Temperaturen

müssen Vereinfachungen getroffen werden (siehe Abschnitt 4.5), die unter

Umständen die quantitative Aussage bzgl. der tatsächlich vorherrschenden

Temperatur verfälschen3. Dennoch lassen sich aus einem Vergleich der Ergeb-

nisse für verschiedene Betriebspunkte (Abbildung 7.21) qualitative Schlüsse

ziehen.
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Abbildung 7.21: Lokale Temperaturen bei unterschiedlichen Kühlluftmengen (ṁK /ṁg es =

3.0%,10.7%) und Äquivalenzverhältnissen (φg es = 0.500, 0.435), generischer
Brenner

3 Der thermische Messfehler beträgt ungefähr ±10K [Ras12]
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Abbildung 7.21 zeigt die erwartete Abhängigkeit der lokalen Gastemperaturen

vom Betriebspunkt. Bei magerer Verbrennung sinken die Verbrennungstem-

peraturen. Bei Annäherung an die magere Löschgrenze (φg es = 0.435) sind

die Gastemperaturen, insbesondere stromab der Brenneraustrittsebene (ab

y/Db = 1.0), geringer als für den Betrieb mit φg es = 0.500. Im Nahbereich

der Brenneraustrittsebene (y/Db = 0.2) ist ein deutlicher Einfluss des einströ-

menden Frischgases (Tei n = 673K ) auf die Temperaturverteilung zu erken-

nen. Das rezirkulierende heiße Verbrennungsgas ist eindeutig bei einer axia-

len Position von y/Db = 0.6 auf der Brennermittelachse (r /Db = 0) zu erken-

nen. Stromab vergleichmäßigen sich die radialen Unterschiede der Tempera-

turprofile. Der Einfluss der Kühlluftmenge auf die lokale mittlere Temperatur

ist minimal. Bei einem axialen Abstand von y/Db = 1.4 zur Brenneraustritts-

ebene liegen die Temperaturen für eine Kühlluftmenge von ṁK /ṁg es = 10.7%

geringfügig, aber eindeutig unter denen für ṁK /ṁg es = 3.0%. Zwar ist der Ein-

fluss der Kühlluftmenge auf die mittlere Temperaturverteilung klein, dennoch

reduziert eine größere Menge an eingedüster Kühlluft die mittlere Verbren-

nungstemperatur.

Bei der lokalen Temperaturmessung können Temperaturschwankungen nicht

zeitlich aufgelöst gemessen werden. Daher ist ein Einfluss der Flammenfluk-

tuation (siehe Abbildung 7.7) in Abhängigkeit von der Kühllufteindüsung auf

die Ergebnisse in Abbildung 7.21 nicht eindeutig detektierbar. Generell be-

stätigen die Ergebnisse, dass in Regionen mit höheren Verbrennungstem-

peraturen auch höhere NOx-Emissionen zu erwarten sind (vergleiche mit

Abbildung 7.19).

7.4 Teilnahme der Kühlluft an der Verbrennung

Wie bereits bei der Auswertung der globalen Emissionen beobachtet (siehe

Abschnitt 7.3.1), nimmt nicht die gesamte Menge der eingedüsten Kühlluft

an der Verbrennung teil. Nachfolgend wird quantitativ beurteilt, in welchem

Umfang die Kühlluft in Abhängigkeit vom Verbrennungsregime und der ein-

gedüsten Kühlluftmenge an der Verbrennung teilnimmt. Die Bestimmung er-

folgt basierend auf den gemessenen globalen Abgasemissionen. Dazu werden

die globalen NOx-Emissionen in Abhängigkeit von dem vorab bestimmten

und eingestellten globalen Äquivalenzverhältnis φg es in Abbildung 7.22 auf-

getragen. Die Bestimmung von φg es ist am Anfang dieses Kapitels erläutert.
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Abbildung 7.22: Bestimmung der Kühlluftmenge, die nicht an der Verbrennung teilnimmt,
basierend auf der Abhängigkeit der globalen NOx-Emissionen vom Äquiva-
lenzverhältnis φg es

Die in die Brennkammer eintretenden Massenströme sind für die Kühlluftva-

riationen bei jedem φg es jeweils gleich. Der Brennstoffmassenstrom ist kon-

stant und der Luftstrom teilt sich in Brennerhaupstrom und Kühlluftstrom

auf. Bei gleichem Luft- und Brennstoffangebot sollte also das globale Äquiva-

lenzverhältnis sowie die gemessenen Emissionen am Ende der Brennkammer

nach Abschluss der Reaktion, unabhängig von der Kühlluftvariation, gleich

sein. Wie in Abbildung 7.22 zu sehen ist, steigen jedoch die NOx-Emissionen

mit steigender Kühlluftmenge an. Der Reaktionsablauf und somit die Entste-

hung der Reaktionsprodukte sind demzufolge abhängig von der Menge der

eingedüsten Kühlluft. Die steigende NOx-Konzentration mit steigender Kühl-

luftmenge lässt auf ein fetter werdendes Verbrennungsregime und somit eine

Reduktion der Menge an Kühlluft, die an der Verbrennung teilnimmt, schlie-

ßen. Die eingedüste Kühlluft mischt sich folglich nicht komplett mit den Ver-

brennungsgasen.

Um dieses Verhalten zu beschreiben, wird nachfolgend ein Modell entwickelt,

bei dem sich die eingedüste Kühlluft unterteilen lässt in einen Anteil, der an
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der Verbrennung teilnimmt, sowie in einen Anteil, der nicht teilnimmt. Um

den Anteil der Gesamtluft, die nicht an der Verbrennung teilnimmt, zu be-

stimmen, wird die Differenz zwischen tatsächlichem (φK
g es) und erwartetem

(φg es) Äquivalenzverhältnis bestimmt. Die Ermittlung der Abweichung zum

Basisfall ohne Kühllufteindüsung ist beispielhaft in Abbildung 7.22 für ausge-

wählte Betriebspunkte gezeigt. In Gleichung 7.4 ist exemplarisch die Bestim-

mung der prozentualen Menge der nicht an der Verbrennungsreaktion teil-

nehmenden Luft für den Betrieb bei φg es und ṁK /ṁg es = 5.6% gezeigt. Der

prozentuale Anteil an Luft am Gesamtmassenstrom, der nicht an der Verbren-

nung teilnimmt, berechnet sich als:

ṁK ,nt

ṁg es
= 1−

φK=5.6%
g es=0.500

φg es
= 1−

0.484

0.500
= 3.2% . (7.4)

Dies bedeutet, dass bei einer eingedüsten Kühlluftmenge von 5.6% und ei-

nem voreingestellten Äquivalenzverhältnis von φg es = 0.500, nur 96.8% der

zur Verfügung stehenden Gesamtluft an der Verbrennung teilnehmen bzw.

sich 3.2% der Gesamtluft nicht mit den Verbrennungsgasen mischen um zu

reagieren. Die Auswertung für die einzelnen Messpunkte (φg es = 0.455, 0.475,

0.500 und ṁK /ṁg es=4.3-10.7%) resultiert in Abbildung 7.23-(a), in der der pro-

zentuale Anteil der Luft am Gesamtmassenstrom, der nicht an der Verbren-

nung teilnimmt, in Abhängigkeit vom Äquivalenzverhältnis und der eingedüs-

ten Kühlluftmenge dargestellt wird. Um den Zusammenhang besser zu ver-

deutlichen, werden in Abbildung 7.23-(b) der Anteil der Kühlluft am Gesamt-

massenstrom, der tatsächlich an der Verbrennung teilnimmt, in Abhängigkeit

von der eingedüsten Kühlluftmenge dargestellt. In beiden Abbildungen sind

die Grenzbereiche in grau eingezeichnet. Der teilnehmende Kühlluftmassen-

strom berechnet sich als:

ṁK ,t

ṁg es
=

ṁK −ṁK ,nt

ṁg es
. (7.5)

Dies bedeutet für das vorangegangene Beispiel in Gleichung 7.4, dass von

der eingedüsten Kühlluftmenge von ṁK /ṁg es = 5.6% nur eine Menge von

ṁK ,t /ṁg es = 2.4% an der Verbrennung teilnimmt.
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Abbildung 7.23: (a): Prozentualer Anteil der Gesamtluft, die nicht an der Verbrennungs teil-
nimmt und (b): Prozentualer Anteil der Kühlluft am Gesamtmassenstrom,
die an der Verbrennung teilnimmt für verschiedene Äquivalenzverhältnisse
(φg es = 0.455, 0.475, 0.500) und Kühlluftmengen (ṁK /ṁg es =4.3-10.7%)

Der Anteil der Kühlluft, der an der Verbrennung teilnimmt, steigt bei An-

näherung an die magere Löschgrenze. Die Reaktionszone ist bei geringe-

ren Äquivalenzverhältnissen vergrößert und befindet sich weiter stromab

der Brenneraustrittsebene (vergleiche auch Abbildung 7.2). Zusätzlich sorgen

erhöhte Fluktuationen für eine bessere Feinmischung zwischen eingedüs-

ter Kühlluft und Verbrennungsgasen. Die eingedüste Kühlluft nimmt somit

bei sehr mageren Bedingungen mit langen Flammenzonen fast vollständig

an der Verbrennung teil. Das Verhalten zwischen eingedüster Kühlluftmen-

ge und teilnehmender Kühlluftmenge ist für φg es = 0.455 annähernd linear

(Abbildung 7.23-(b)). Verkürzt sich die Flamme bei höheren Äquivalenzver-

hältnissen, sinkt die Menge der an der Verbrennung teilnehmenden Kühlluft.

Es treten geringere Fluktuationen auf und die Flamme wird kompakter (ver-

gleiche auch Abbildung 7.1). Der Zusammenhang zwischen eingedüster Kühl-

luftmenge und an der Verbrennung teilnehmender Kühlluftmenge weicht bei

einem Äquivalenzverhältnis vonφg es = 0.500 vom linearen Verhalten ab. Dies

wird deutlich bei der Betrachtung von Abbildung 7.23-(b). Die Menge der

teilnehmenden Kühlluft steigt weniger stark an, als die Menge der eingedüs-

ten Kühlluft. Insbesondere bei hohen Kühlluftmengen (ab ṁK /ṁg es = 9.4%)

nimmt ein deutlich geringerer Anteil an der Verbrennung teil.
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In den isothermen Untersuchungen in Kapitel 6 wurde gezeigt, dass sich die

Kühlluft zunächst in die äußeren Scherschichten einmischt und von dort

durch die turbulente Hauptströmung weiter in den Bereich der Rezirkula-

tionszone transportiert wird. Diese Beobachtung konnte in den atmosphä-

rischen Untersuchungen bestätigt werden. Wie in Abbildung 7.1 aufgezeigt

wurde, werden die Scherschichten bei hoher Kühlluftmenge und höheren

Äquivalenzverhältnissen besonders stark gequencht. Die Kühlluft mischt sich

dabei vorwiegend in die Scherschichten ein und verdünnt diese stark. Es ent-

stehen hohe Ungemischtheiten, so dass diese großen Gemischunterschiede

zwischen Kühlluft und Brennstoff-Luft-Gemisch den Reaktionsverlauf stop-

pen. Da der Großteil der eingedüsten Kühlluft vorwiegend die Scherschich-

ten verdünnt, ohne sich in die Reaktionszone einzumischen, nimmt nur eine

geringe Kühlluftmenge an der Verbrennung teil. Die Reaktion in den Scher-

schichten, und somit die reaktive Umsetzung der Kühlluft durch die Verbren-

nung, wird durch das Flammenlöschen reduziert. Auch für den Betrieb bei ei-

nem Äquivalenzverhältnis von φg es = 0.475 sinkt bereits der Anteil der Kühl-

luft, der an der Verbrennung teilnimmt. Zwar liegt noch eine lineare Verknüp-

fung zwischen eingedüster Kühlluftmenge und tatsächlich an der Verbren-

nung teilnehmender Kühlluft vor, doch ist das Niveau deutlich geringer als

für den mageren Betriebspunkt.

Eine Erhöhung der eingedüsten Kühlluftmenge erzielt somit bei einem Be-

trieb nahe der mageren Löschgrenze nicht den gewünschten positiven Ef-

fekt auf das Emissionsniveau, da die Kühlluft größtenteils nicht an der Re-

aktion teilnimmt. Durch eine Annäherung an die magere Löschgrenze kann

zwar eine verbesserte Teilnahme der Kühlluft an der Verbrennung erzielt wer-

den, jedoch müssen dabei das erhöhte Fluktuationsniveau und somit eine

Verschlechterung der Flammenstabilität berücksichtigt werden. Die hier ge-

machten Untersuchungen wurden bei atmosphärischen Bedingungen durch-

geführt. Beim Betrieb unter erhöhtem Druck, wie er üblicherweise bei statio-

nären Gasturbinen herrscht, verkürzt sich die Flamme, da die Reaktion in den

äußeren Scherschichten weniger stark gequencht wird. Demzufolge nimmt

eine noch geringere Menge an eingedüster Kühlluft an der Verbrennung teil.
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7.5 Zusammenfassung der Verbrennungsversuche zur Kühl-
lufteindüsung

Zum Ende dieses Kapitels werden nun die in den atmosphärischen Verbren-

nungsversuchen gewonnenen Erkenntnisse zusammengefasst. Ein Überblick

über die für dieses Kapitel durchgeführten Untersuchungen ist in Tabelle 7.1

gegeben. Es wurde der Einfluss der Kühllufteindüsung bei unterschiedlichen

Äquivalenzverhältnissen hinsichtlich Flammenform und -stabilität, akusti-

schem Pulsationsniveau in der Brennkammer, globaler und lokaler Emissi-

onsbildung, lokaler Temperaturverteilung in der Flammenfront sowie Teil-

nahme der Kühlluft an der Verbrennung untersucht. Der Großteil der Un-

tersuchungen wurde mit dem generischen Brenner durchgeführt. Zum Ver-

gleich wurden Flammenstabilität, akustisches Pulsationsniveau und globale

NOx-Emissionen des Referenzbrenners mit und ohne Kühllufteindüsung aus-

gewertet.

In Abhängigkeit von der direkt eingedüsten Kühlluftmenge wurden drei ge-

nerelle Betriebsbereiche identifiziert: Eine geringe Kühlluftmenge hat einen

vernachlässigbaren Einfluss auf das atmosphärische Verbrennungsverhalten,

eine moderate Kühlluftmenge beeinflusst die Verbrennung im Vergleich zum

Betrieb ohne Kühllufteindüsung und eine größere Menge an injizierter Kühl-

luft wirkt sich signifikant auf die Verbrennungscharakteristiken aus.

Eine moderate Kühlluftmenge verzögert das Flammenabheben nahe der ma-

geren Löschgrenze im Vergleich zum Betrieb ohne Kühllufteindüsung. Bei

konstantem Gesamtmassenstrom wird das Verbrennungsregime mit steigen-

der Kühlluftmenge fetter. Auch wenn eine hohe Kühlluftmenge ein starkes

Flammenlöschen, insbesondere in den Scherschichten, verursacht, so werden

die Fluktuationen bei moderaten Äquivalenzverhältnissen reduziert. Der fette

Flammenkern stabilisiert die Verbrennung und die Flamme wird kompakter.

Bei Annäherung an die magere Löschgrenze verschwindet jedoch der stabili-

sierende Einfluss des fetten Flammenkerns. Die Flamme alterniert zwischen

brennernaher und -ferner Position und weist dabei hohe Schwankungen der

OH∗-Chemilumineszenzintensitäten auf. Die Reaktionszone ist dadurch brei-

ter verteilt und nach stromab verschoben, was eine verbesserte Einmischung

der Kühlluft ermöglicht. Die Lage der Reaktionszone konnte mit Hilfe der lo-

kalen Emissionsmessungen, basierend auf den CO-Emissionen, identifiziert

werden.
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Größere Mengen an Kühlluft bei höheren Äquivalenzverhältnissen resultie-

ren, aufgrund der Flammenstabilisierung im Zentrum, in einem geringeren

Niveau an akustischen Pulsationen. Ein Absenken des Äquivalenzverhältnis-

ses verursacht ein hohes Niveau an tieffrequenten Pulsationen, die unabhän-

gig von der Menge der eingedüsten Kühlluft sind. Es konnte gezeigt werden,

dass beim Auftreten von Löschpulsationen der Einfluss der Kühllufteindü-

sung verschwindet. Das Strömungsfeld ändert sich dabei gegenüber dem iso-

thermen Mischungsuntersuchungen. Es bilden sich kohärente Wirbel, die für

eine intensive Mischung sorgen. Der höherfrequente Bereich des Frequenz-

spektrums zeigt eine Abhängigkeit von der Kühlluftmenge, wobei sich mit

steigender Kühlluftmenge das Pulsationsniveau reduziert.

Für Betriebspunkte, die weit entfernt vom mageren Flammenlöschen sind,

verursacht die Kühllufteindüsung einen Anstieg der NOx-Emissionen. Die

niedrigsten NOx-Emissionen werden für den Fall ohne Kühllufteindüsung er-

zielt. Die Menge der Kühlluft, die an der Verbrennung teilnimmt, ist abhän-

gig vom Betriebsbereich. Mit sinkendem Äquivalenzverhältnis steigt der An-

teil der Kühlluft, der an der Verbrennung teilnimmt. Für niedrige Äquivalenz-

verhältnisse und langgestreckte Flammenzonen nimmt die Kühlluft fast voll-

ständig an der Verbrennung teil. Für höhere Äquivalenzverhältnisse und kom-

paktere Flammenzonen nimmt hingegen nur ein Teil der Kühlluft an der Ver-

brennung teil. Die zusätzlich eingedüste Kühlluft erfüllt demnach bei größe-

ren Eindüsungsmengen nicht den erwünschten Zweck, die Werte der NOx-

Emissionen zu reduzieren.

Der Referenzbrenner weist im Vergleich zum generischen Brenner höhere

Flammenfluktuationen und somit ein deutlich höheres Niveau an akusti-

schen Pulsationen auf. Wie beim generischen Brenner verbessert eine Kühl-

lufteindüsung die Stabilität im tieffrequenten Bereich für höhere Äquivalenz-

verhältnisse. Nahe der mageren Löschgrenze dominieren die Löschpulsatio-

nen, so dass auch dort der Einfluss der Kühllufteindüsung auf die Stabilität

vernachlässigbar ist.
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8 Zusammenfassung

Das Ziel dieser Arbeit war es, den Zusammenhang zwischen direkter Kühl-

luftinjektion in die Primärzone einer Brennkammer und den beobachteten

Verbrennungsinstabilitäten nahe der mageren Löschgrenze, die vermutlich

durch Inhomogenitäten im lokalen Äquivalenzverhältnis auftreten, zu verste-

hen. Es galt zu klären, ob das Äquivalenzverhältnis in der Flammenzone nahe

der mageren Löschgrenze weiter reduziert werden kann, ohne dass Verbren-

nungsinstabilitäten auftreten und inwieweit sich diese Abmagerung positiv

auf die NOx-Emissionen auswirkt.

Um die Auswirkungen der Kühllufteindüsung bewerten zu können, wurde

zunächst das bisher nicht erforschte Einmischverhalten der Kühlluft in die

Primärzone der Brennkammer detailliert untersucht. Bei der Analyse von

Strömungs- und Mischungsfeldern werden üblicherweise die mittleren Felder

analysiert. Im Rahmen dieser Arbeit hat sich jedoch gezeigt, dass Mittelwer-

te die für Instabilitäten verantwortlichen Strömungsstrukturen nicht aufde-

cken können. Im Mittel ist die Verdünnung der Hauptströmung durch die inji-

zierte Kühlluft zu gering, als dass eine signifikante Beeinflussungen der Ver-

brennungscharakteristiken zu erwarten ist. Dennoch wurde, in Abhängigkeit

vom Verbrennungsregime und der eingedüsten Kühlluftmenge, eine deutli-

che Auswirkung auf die Verbrennungsstabilität beobachtet. Bei der Analy-

se des Kühllufteinflusses ist das momentane Strömungs- und Mischungsfeld

demnach entscheidend. Um instationäre Phänomene umfassend aufdecken

zu können, musste in dieser Arbeit zunächst die notwendige Messtechnik zur

Verfügung gestellt werden, mit der eine hohe zeitliche und räumliche Auflö-

sung der Messdaten realisiert werden konnte.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden isotherme Strömungs- und Mischungsun-

tersuchungen im Wasserkanal durchgeführt. Basierend auf den Ergebnissen

der isothermen Untersuchungen wurden zudem Studien im atmosphärischen

Verbrennungsprüfstand durchgeführt. Die gewonnenen Erkenntnisse lassen

sich wie folgt zusammenfassen:
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• Zunächst wurden die Strömungscharakteristiken der verwendeten Drall-

brenner identifiziert. Im Vergleich zum Referenzbrenner besitzt der

generische Brenner einen weiten Wirbelkernradius mit einer stabilen

Rezirkulationszone außerhalb der Brenneraustrittsebene. Die Feinmi-

schung des Brennstoff-Luft-Gemisches des generischen Brenners ist im

technisch vorgemischten Betrieb deutlich verbessert gegenüber dem

Referenzbrenner. Dies spiegelt sich auch in den gemessenen NOx-

Emissionen im atmosphärischen Verbrennungsversuch wieder.

• Es wurden insbesondere in den Scherschichten großskalige instationäre

Wirbelstrukturen aufgedeckt, die für den Gemischtransport entlang der

Scherschichten bis in den Kernbereich der Rezirkulationszone verant-

wortlich sind. Isotherme Studien zum Einmischverhalten der Kühlluft

zeigen, dass die Kühlluft sich im Bereich der Flammenzone nicht feinska-

lig einmischt. Die instationären Messungen decken auf, dass großskali-

ge Mischungsfluktuationen mit großen Mischungsgradienten auftreten.

Ballen von Kühlluft werden durch die großskaligen Wirbelstrukturen in

den Scherschichten transportiert und erreichen dabei den Stagnations-

punkt, an dem die Flamme im reagierenden Fall verankert ist.

• Es wurden Parameterstudien zur Identifizierung des Einflusses von

Injektorgeometrie, Injektionsimpuls und Kühlluftmenge auf die Mi-

schungsverteilung durchgeführt. Das zeitliche und örtliche Strömungs-

und Mischungsfeld ist unabhängig von Injektorgeometrie und Injekti-

onsimpuls. Das Strömungsfeld der Hauptströmung bleibt dabei unge-

stört von der Kühlluftinjektion. Die starke axiale Konvektion der Haupt-

strömung verhindert ein Eindringen der Kühlluft in den Kernbereich

der Strömung. Neben dem Nahbereich der Kühlluftinjektoren werden

vor allem die Scherschichten stark verdünnt, in denen auch die höchs-

ten Mischungsfluktuationen auftreten. Bei Variation der Kühlluftmenge

wurde eine Selbstähnlichkeit der Mischungsverteilung beobachtet. Ba-

sierend auf den isothermen Untersuchungen konnten Schlussfolgerung-

en für den Betrieb mit Verbrennung gezogen werden. Für den Design-

prozess der Kühlluftinjektoren liefern die gewonnenen Erkenntnisse den

größtmöglichen Freiheitsgrad bei der konstruktiven Gestaltung.

• In Abhängigkeit vom Äquivalenzverhältnis und der Menge an direkt ein-

gedüster Kühlluft, treten bei der atmosphärischen Verbrennung signifi-

kante Änderungen im Flammenverhalten sowie im Emissions- und akus-
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tischem Pulsationslevel auf. Es wurden magere Betriebspunkte unter An-

näherung an die magere Löschgrenze untersucht. Eine geringe Kühlluft-

menge zeigt keine Unterschiede in den Verbrennungscharakteristiken

im Vergleich zum Betrieb ohne Kühllufteindüsung. Mit erhöhter Kühl-

luftmenge kann das Flammenabheben bei Annäherung an die mage-

re Löschgrenze verzögert werden. Die Reaktionszone breitet sich weiter

stromab aus. Mit steigender Kühlluftmenge wird das Verbrennungsre-

gime im Kern der Flamme fetter und das Flammenquenchen im Bereich

der Scherschichten nimmt deutlich zu. Bei höheren Äquivalenzverhält-

nissen sorgt der fette Kern für eine stabile und kompakte Flamme. Bei

Annäherung an die magere Löschgrenze reicht die stabilisierende Wir-

kung des fetten Flammenkerns nicht mehr aus und es treten starke Fluk-

tuationen der Flammenfront auf. Die Flamme alterniert zwischen bren-

nernaher und -ferner Position und produziert starke akustische Pulsatio-

nen. Gleichzeitig verbessern jedoch die erhöhten Fluktuationen die Mi-

schungsqualität und verschieben die Reaktionszone stromab.

• Während bei höheren Äquivalenzverhältnissen eine hohe Kühlluftmen-

ge die akustischen Pulsationen deutlich reduzieren, nimmt nahe der ma-

geren Löschgrenze das Level tieffrequenter Pulsationen, unabhängig von

der eingedüsten Kühlluftmenge, signifikant zu. Es treten magere Lösch-

pulsationen auf, die jedoch unabhängig von der Kühllufteindüsung sind.

Es konnte gezeigt werden, dass sich beim Auftreten von Löschpulsatio-

nen das Strömungsfeld ändert. Kohärente Wirbel treten auf, die das Mi-

schungsverhalten dominieren. Höherfrequente Pulsationen werden na-

he der mageren Löschgrenze durch eine steigende Kühlluftinjektion re-

duziert.

• Mit steigender Kühlluftmenge nehmen die NOx-Emissionen zu. Der An-

teil an Kühlluft, der effektiv an der Verbrennung teilnimmt und somit die

Reaktionszone abmagert, sinkt mit steigender Kühlluftmenge. Die ein-

gedüste Kühlluft quencht vorwiegend die äußeren Scherschichten ohne

sich in die Reaktionszone einzumischen.

• Aufgrund der Unterschiede im Strömungs- und Mischungsfeld zwischen

Referenzbrenner und generischem Brenner, treten beim Referenzbren-

ner höhere Verbrennungspulsationen auf. Die Effekte der Kühlluftein-

düsung auf das Pulsationslevel können jedoch unabhängig von der

Brennergeometrie beobachtet werden.
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8 Zusammenfassung

Grundsätzlich sind Mischungsfluktuationen eine der möglichen Ursachen für

Verbrennungspulsationen. Zu den lokalen Ungemischtheiten der Brennstoff-

einmischung kommen im technischen Betrieb zusätzlich Ungemischtheiten

durch die Kühlluftverdünnung hinzu, welche die auftretenden Pulsationen

verstärken können. Die Mischungsprozesse sind vom Strömungsfeld ange-

trieben und unterliegen unregelmäßigen Schwankungen. Bei der Auslegung

des Verbrennungsprozesses von stationären Gasturbinen muss demnach ein

Kompromiss zwischen erwünschtem Emissionslevel und ertragbarem Pulsa-

tionslevel gewählt werden. Eine Erhöhung der direkt eingedüsten Kühlluft-

menge senkt zwar das Pulsationslevel durch Flammenstabilisierung, gleich-

zeitig steigen jedoch die NOx-Emissionen an. Treten bereits magere Löschpul-

sationen auf, können diese im tieffrequenten Bereich nicht durch die Kühl-

luftinjektion beeinflusst werden, da sich das Strömungsfeld ändert.
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A Betrachtung der Brennkammerakustik

Um den Einfluss der Kühllufteindüsung auf das akustische Verhalten zu dis-

kutieren, wurde nach Hirsch [Hir13] die Pulsation der Austrittsgeschwin-

digkeit am Brenner, die sogenannte Brennerschnelle, aus den gemessenen

Druckamplituden in der Brennkammer ermittelt. Basierend darauf wird in

Abschnitt 7.2.1 beurteilt, ob die Brennerschnelle die Grenzwerte im Hinblick

auf die Bildung großskaliger Ringwirbel nach Külsheimer et al. [KB02] über-

schreitet. Das Vorgehen sowie die Ergebnisse werden nachfolgend kurz be-

schrieben.

Die akustischen Druckamplituden und -schwankungen wurden mit einem

dynamischen Drucksensor (siehe Abschnitt 4.7) in der Brennkammer an

der Position yPC B1 = 6.88 Db stromab der Brenneraustrittsebene gemessen.

Bei den nachfolgenden Betrachtungen wird die Brennkammer als akustisch

eindimensionales, reibungsfreies Rohr mit konstanter Temperatur und ver-

schwindender Machzahl (M a ≪ 1) betrachtet. Es gilt somit die Wellenglei-

chung für den akustischen Druck p(y, t ):

∂2p ′

∂t 2
−a2 ∂2p ′

∂y2
= 0 . (A.1)

Das Quadrat der Schallgeschwindigkeit in einem Gas berechnet sich nach

Gleichung A.2 mit der Gaskonstante R und dem Isentropenexponenten κ:

a2 = κ R TBK . (A.2)

Die Molmasse von Frischgas und Abgas sind der von reiner Luft sehr ähnlich,

da hier eine sehr magere Vormischverbrennung untersucht wird. Die Ände-

rung von κ ist daher auch gering, so dass für R und κ die Werte von Luft ver-

wendet werden. Für den akustischen Druck p ′(y, t ) wird in Gleichung A.1 die

Summe von einer rechts- und einer links-laufenden, harmonischen Welle an-

gesetzt:
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p ′(y, t ) = ρ a exp(iωt )
[

f̂ exp
(

−i
ωy

a

)

+ ĝ exp
(

i
ωy

a

)]

. (A.3)

Mit der Kreisfrequenz ω = 2π f lassen sich zu den gegebenen Randbedingun-

gen die Lösungen der Wellengleichung berechnen. Eine Randbedingung ist

hier durch den akustischen Druck an der Messstelle p ′(yPCB1, t ) gegeben. Eine

weitere Randbedingung kann durch den aus Vorversuchen bestimmten, fre-

quenzabhängigen Reflektionsfaktor RF am Brennkammerende y = LBK ge-

wonnen werden:

RF (ω) =
ĝ exp

(

i ω LBK
a

)

f̂ exp
(

−i ω LBK
a

)
. (A.4)

Der verwendete Reflektionsfaktor am Brennkammerende ist in Abbildung A.1

in Abhängigkeit von der Helmholtzzahl He (Gleichung A.5) dargestellt. Es wer-

den sowohl die Amplitude Abs(RF ) als auch die Phase Ar g (RF ) von RF (ω) in

Abhängigkeit von der mit L = 1m gebildeten Helmholtzzahl abgebildet.

He =
τSchal l

τp
=

L

a

(

1

f

)−1

(A.5)
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Abbildung A.1: Verwendeter Reflektionsfaktor am Brennkammerende
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Gleichung A.4 beschreibt das Verhältnis der links- laufenden Welle

g = g (LBK , t ) zur rechts- laufenden Welle f = f (LBK , t ) an der betrach-

teten Stelle x = LBK (siehe dazu Abschnitt 2.1.1). Man erhält somit aus

der Ableitung von Gleichung A.1 mit Gleichung A.3 unter Verwendung der

Randbedingungen ein Gleichungssystem, mit dem die Amplituden f̂ , ĝ der

Teilwellen bestimmt werden können:

f̂ exp
(

−i
ω yPCB1

a

)

+ ĝ exp
(

i
ω yPCB1

a

)

=
p̂PCB1

ρ a
, (A.6)

f̂ exp

(

−i
ω LBK

a

)

r (ω)− ĝ exp

(

i
ω LBK

a

)

= 0 . (A.7)

Aus der akustischen Impulsgleichung

ρ
∂u′

∂t
=−

∂p ′

∂y
(A.8)

gewinnt man unter Ansatz der harmonischen Schnelle

u′(y, t ) = û(y) exp(iωt ) (A.9)

sowie der Darstellung des akustischen Drucks nach Gleichung A.3 den Zusam-

menhang zwischen den Teilwellen und der akustischen Schnelle:

û(y) = f̂ exp
(

−i
ωy

a

)

− ĝ exp
(

i
ωy

a

)

. (A.10)

Die Brenneraustrittsebene befindet sich bei y = 0, so dass sich die Schnelle in

dieser Ebene ergibt als

û(0) = f̂ − ĝ . (A.11)

Gleichung A.6 und Gleichung A.7 wurden mit der Brennkammertempera-

tur TBK = 1530 K (a = 784 m/s und ρ = 0.23 kg/m3) bei der Frequenz der
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maximalen Pulsationsamplitude fpuls,max = 108 Hz mit der Druckamplitude

p̂PCB1 = 2581.67 Pa und dem Reflektionsfaktor RF = -0.920015 + 0.198794 i bei

φg es = 0.435 ausgewertet. Die Brennkammertemperatur ergibt sich aus der

adiabaten Flammentemperatur Tad = 1650 K und dem abgeschätzten Wand-

wärmestrom von 12%. Mit diesen Werten beträgt die Amplitude der Schnelle

an der Brenneraustrittsebene û(0) = 3.94 m/s. Da die Brenneraustrittsebene

nur im Bereich des Brenneraustritts durchlässig ist, kann die Schnelle dort mit

Hilfe der Kontinuitätsgleichung (Gleichung A.12) unter Berücksichtigung des

Dichteverhältnisses von unverbranntem (ρu = 0.524 kg/m3) und verbranntem

(ρv = 0.23 kg/m3) Gemisch bestimmt werden. Die Flammendynamik wird da-

bei vernachlässigt. Mit ABK /Ab = 20.37 ergibt sich damit eine Brennerschnel-

leamplitude von ûb = 35.3 m/s.

ρu Ab ûb = ρv ABK ( f̂ − ĝ ) (A.12)

Durch die Dynamik der Flamme wird prinzipiell akustische Schnelle erzeugt.

Je nach Phasenlage wirkt sich diese verstärkend oder abschwächend auf den

Zusammenhang zwischen der Brennerschnelle und der Schnelle in der Bren-

neraustrittsebene aus. Von daher sollte das dynamische Übertragungsverhal-

ten der Flamme, die frequenzabhängige Flammentransfermatrix, berücksich-

tigt werden. Für kleine Machzahlen zeigt Alemela [Ale09]1 durch Auswertung

der linearisierten Rankine-Hugoniot Beziehungen aus der Theorie kompak-

ter Flammen, dass der Beitrag der Flamme zur akustischen Schnelle durch

Gleichung A.13 beschrieben werden kann.

u′
2 = u′

1

[

1+

(

T2

T1
−1

)

fQ(ω)

]

(A.13)

Der Index 1 bezieht sich dabei auf das Frischgemisch und der Index 2 auf das

Abgas (mit T1 = 673K, T2 = 1530K und u′
2 = û(0) = 3.94 m/s). Die Flammentrans-

ferfunktion (FTF) verknüpft die relative Schwankung der integralen Wärme-

freisetzung Q̇ ′/Q̇ mit der relativen Schwankung der Frischgasgeschwindigkeit

u′
1/u1:

fQ(ω) =
Q̇ ′

Q̇

u1

u′
1

. (A.14)

1 Seite 33, Glg. 2.76
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Die genaue FTF ist für die vorliegende Flamme jedoch nicht bekannt, so

dass der Effekt von Gleichung A.13 nur abgeschätzt werden kann. Aus Mes-

sungen von Bade et al. [BWH+14] an einem geometrisch ähnlichen, aller-

dings im Maßstab 3.9:1 verkleinerten Brenner sind die FTF im Bereich der

hier untersuchten Strouhalzahl bei anderen Betriebsbedingungen (φ = 0.625,

T = 573 K) hingegen bekannt. Die Strouhalzahl ist die Ähnlichkeitskenn-

zahl für dynamisch ähnliche Strömungsfelder. Mit ihr wird die Skalierung ver-

gleichbarer Frequenzen zwischen geometrisch ähnlichen Strömungsfeldern

bei ausreichend hohen Reynoldszahlen durchgeführt. Die Strouhalzahl stellt

das Verhältnis der charakteristischen Strömungszeit τchar = L/u zur dynami-

schen Zeitskala τd = 1/ f der Pulsation dar. In den Messungen von Bade et

al. wurde gezeigt, dass die gemessenen Amplituden- und Phasengänge der

FTF für die Variation des Äquivalenzverhältnisses durch die Strouhlzahl Str
aus Gleichung A.15 zusammenfallen. Der Einfluss des Äquivalenzverhältnis-

ses kann dadurch vernachlässigt werden.

Str =
fpul s yAD

uB
(A.15)

fpul s ist dabei die Pulsationsfrequenz, ub ist die mittlere Brenneraustritts-

geschwindigkeit und yAD ist die Abhebedistanz des Flammenbeginns zum

Brenneraustritt. Für das hier vorliegende System wurde aus Abbildung 7.5

die Abhebedistanz yAD = 0.63 Db bei φg es = 0.435 für den Fall ohne Kühl-

lufteindüsung entnommen. Dieser Fall entspricht geometrisch dem von

Bade et al. untersuchten Fall. Bei der Frequenz maximaler Pulsations-

amplitude ( fpul s,max = 108 Hz) errechnet sich somit eine Strouhalzahl von

Str max = 0.216. Aus Bade et al. [BWH+14]2 entnimmt man bei dieser Strou-

halzahl die Amplitude von ‖ fQ‖ = 1.8 und die Phase von ∠ fQ = −0.5 π. Damit

kann Gleichung A.13 ausgewertet werden:

u′
1 =

u′
2

1+2.3 i
. (A.16)

Es ergibt sich damit eine Brennerschnelle von ûb = 31.8 m/s . Der Fehler,

der durch die Vernachlässigung der Flammendynamik bei der Bestimmung

der Brennerschnelle gemacht wird, beträgt demnach 12%. Die Amplitude

2 Abbildung 7B
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der Brennerschnelle wird durch die Vereinfachung somit geringfügig überbe-

stimmt.
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B Ergänzende Messergebnisse
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Abbildung B.3: tiefenintegriertes (oben) und Abel-transformiertes Flammenbild (unten) des
normierten Mittelwerts und der Standardabweichung des normierten Mittel-
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Abbildung B.4: tiefenintegriertes (oben) und Abel-transformiertes (unten) Flammenbild des
normierten Mittelwerts und der Standardabweichung des normierten Mit-
telwerts für den Referenzbrenner mit (RB-mit) und ohne Kühllufteindüsung
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