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Kurzfassung

Es bedarf quantitativer sowie effizienter Berechnungsverfahren zur
frithzeitigen Vorhersage thermoakustischer Verbrennungsinstabilitdten in
(Ring-) Brennkammern, um gegebenenfalls das Stabilitatsverhalten bereits
im Rahmen industrieller Entwicklungsprozesse durch Einsatz von Dampfern
optimieren zu konnen. In dieser Arbeit wird eine methodische Vorgehens-
weise aufgezeigt und am Testfall einer Labor-Ringbrennkammer validiert,
um einerseits die thermoakustischen Stabilitdtseigenschaften unter Ver-
wendung hybrider experimenteller, numerischer und analytischer Ansétze
zuverldssig in einem groflen Betriebsbereich vorherzusagen. Andererseits
wird auf Basis des konzipierten Modellierungsverfahrens der Einfluss von
Brennstoffstufung und verschiedener Resonatorkonfigurationen auf die
thermoakustische Stabilitdt analysiert, um daraus grundlegende Richtlinien
fir die Anwendung passiver Dampfungskonzepte in Ringbrennkammern
abzuleiten.

Abstract

Quantitative and efficient calculation procedures are required for the early
prediction of thermoacoustic combustion instabilities in (annular) combus-
tors, in order to be able to optimize the stability behavior already during
industrial development processes if necessary by utilizing dampers. In this
work, a methodical approach is presented and validated on the basis of a lab-
scale annular combustor, which allows to precisely predict thermoacoustic
stability properties in a wide operating range with hybrid experimental, nu-
merical and analytical techniques. This modeling concept is further applied
to assess the influence of fuel-staging and different damper configurations on
the thermoacoustic stability to deduce basic guidelines for the application
of passive damping strategies in annular combustors.
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1 Einleitung

1.1. Thematischer Kontext

Zur Einhaltung strengerer Stickoxid (NOy) Abgasnormen wird in sta-
tiondren Gasturbinen iiblicherweise eine mager-vorgemischte Verbren-
nungsfithrung angewandt. Da im Vergleich zu nicht-vorgemischten Flam-
men die chemische Umsetzung bei einem vorgemischten Verbrennungspro-
zess deutlich schwerer zu kontrollieren ist, entsteht hierbei u.a. eine erhohte
Anfalligkeit hinsichtlich des Auftretens thermoakustischer Verbrennungs-
instabilitdten. Dies wird ferner durch eine signifikante Verringerung der
akustischen Dampfung in modernen Gasturbinen-Brennkammern begiins-
tigt. Bei mit Luftiiberschuss betriebener Verbrennungsfiihrung ist weniger
“Bypass-Luft® zur Kiihlung der Brennkammerwande verfiigbar. Deshalb
werden alternative Konzepte der Flammrohr-Kiihlung verwendet, die deut-
lich geringere Schallabsorptionseigenschaften aufweisen. Aus diesem Grund
stellt bei magerer Verbrennung fliissiger Brennstoffe zur Reduktion der
Schadstoffemissionen sowie in fett-mager (engl. RQL) gestuften Ringbrenn-
kammern von Flugtriebwerken die Vermeidung dieser Verbrennungsinstabi-
litaten ebenfalls eine zunehmende Herausforderung dar.

Thermoakustische (Verbrennungs-) Instabilitédten ergeben sich aus einer
konstruktiven Interaktion/Riickkopplung zwischen der Brennkammerakus-
tik und der akustisch induzierten Dynamik der Warmefreisetzung der
Flammen mit einhergehender Schallerzeugung. Dieses selbsterregte Reso-
nanzphanomen bewirkt hohe akustische Druckamplituden, was z.B. nach-
teilige Auswirkungen auf die Emissionen haben kann und somit den Be-
triebsbereich einer Gasturbine einschrankt. Des Weiteren verursachen durch
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die Akustik erzeugte mechanische Wechselbeanspruchungen eine drastische
Verringerung der Lebensdauer von Brennkammerkomponenten. Im Extrem-
fall kann dies aufgrund von Ermiidungsbriichen zum Strukturversagen (engl.
High Cycle Fatigue - HCF) fithren, vgl. z.B. [Lieuwen, 2012|. Deshalb bedarf
es effizienter Berechnungsverfahren, um das thermoakustische Stabilitats-
verhalten einer Brennkammer bereits frithzeitig im Rahmen industrieller
Entwicklungsprozesse eines Flugtriebwerks oder einer Gasturbine quantita-
tiv vorhersagen zu konnen. Diese Verbrennungsinstabilitdten beschreiben
nicht nur ein lokales Phanomen wie z.B. hydrodynamische Instabilitaten,
sondern es interagiert die Vielzahl an physikalischen Prozessen und Kom-
ponenten einer Brennkammer in einem thermoakustischen Gesamtsystem.
Demzufolge weist das Auftreten thermoakustischer Instabilitdten eine aus-
geprigte systemspezifische Abhéngigkeit auf. Die hierbei beteiligten physi-
kalischen Mechanismen umfassen grofiraumige Phanomene, wie z.B. akus-
tische Moden oder koharente Wirbelstrukturen, jedoch ebenso kleinskalige
turbulente Fluktuationen, als auch auf molekularer Ebene stattfindende che-
mische Reaktionen. Gleichermaflen reicht das Spektrum der auftretenden
Zeitskalen von akustischen Fluktuationen hoher Frequenz bis hin zu ver-
gleichsweise langsamen konvektiven Prozessen. Die Bandbreite an rdumlich
und zeitlich auftretenden Skalen der zugrunde liegenden physikalischen Pro-
zesse sowie die Komplexitéit industrieller Gasturbinen- oder Flugtriebwerks-
Brennkammern stellen grole Herausforderungen bei der Modellierung und
quantitativen Vorhersage des thermoakustischen Stabilitdtsverhaltens dar.

In Gasturbinen-Ringbrennkammern ergeben sich thermoakustische Insta-
bilitaten meist infolge selbsterregter akustischer Umfangsmoden, wie es
beispielsweise von [Bothien et al., 2013] aufgezeigt wird. Prinzipiell sind
aktive und passive Strategien zur Vermeidung dieser Verbrennungsinstabi-
litaten moglich. Meist kommen jedoch passive Konzepte aufgrund gerin-
ger Kosten, Robustheit und Zuverlassigkeit im Betrieb, beispielsweise in
Form von akustischen Resonatoren in Gasturbinen zum Einsatz, vgl. z.B.
[Bellucci et al., 2004]. Durch Erhéhung akustischer Verluste wird hierbei
einer selbsterregten (thermo-) akustischen Mode Energie entzogen, sodass
es zu keiner Anfachung der akustischen Druckamplitude kommt und folg-
lich zur Unterdriickung der Verbrennungsinstabilitdten. Die Herausforde-
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rung dabei besteht einerseits in der optimalen Resonator-Auslegung, da-
mit die bestmogliche Absorption einer akustischen Brennkammer-Mode er-
zielt wird. Speziell beim Einsatz von Dampfern in Ringbrennkammern ist
dariiberhinaus die optimierte Positionierung der Resonatoren iiber den Um-
fang des Flammrohrs von entscheidender Bedeutung fiir die Dampfungs-
leistung. Hierzu gibt es nur wenige systematische Studien, die den Ein-
fluss verschiedener Resonatorkonfigurationen auf das Stabilitdtsverhalten
von (thermo-) akustischen Umfangsmoden untersucht. [Camporeale et al.,
2004] zeigten, dass bei Verwendung einer groen Anzahl an Resonatoren die
Anordnung in azimutaler Richtung lediglich eine geringe Auswirkung auf
die Dampfung einer Umfangsmode hat. Beim Einsatz von Resonatoren in
Gasturbinen-Brennkammern wird allerdings Spulluft (und somit “Bypass-
Luft*) zur Kithlung der Dampfer benétigt. Vor allem bei magerer Verbren-
nungsfithrung wird versucht, diese auf ein Minimum zu reduzieren und des-
halb ebenso die Anzahl an verwendeten Dédmpfern. Demzufolge bedarf es
genereller Kriterien, um bei moglichst geringer Resonatorenanzahl die op-
timale Dampfungsleistung zu erzielen. [Stow und Dowling, 2003] definier-
ten auf Grundlage einer theoretisch-numerischen Analyse Richtlinien zur
bestmoglichen Positionierung von Dampfern in Ringbrennkammern bei va-
riierender Anzahl und in Abhéangigkeit der zu ddmpfenden akustischen Mo-
de. [Noiray et al., 2011} und [Bothien et al., 2013] untersuchten den Einfluss
von Dampfern auf das Stabilitdtsverhalten von akustischen Umfangsmo-
den in der Ringbrennkammer einer Hochleistungsgasturbine. Verschiedene
betrachtete Verteilungen von Resonatoren iiber den Brennkammerumfang
wurden anhand ihrer Symmetrie (bzw. Asymmetrie) charakterisiert. Die
entsprechenden Symmetrieeigenschaften werden dabei durch den “ s, Pa-
rameter definiert, wobei n die Ordnung der zu dampfenden Umfangsmode
beschreibt. Die Untersuchung zeigte, dass Dampfer so verteilt sein sollten,
dass (5, minimal ist.

Ein weiteres passives Konzept zur Optimierung des thermoakustischen
Stabilitatsverhaltens einer Ringbrennkammer (bzw. allgemein von Mehr-
brennerkonfigurationen) besteht in einer Stufung der Brennstoffzufuhr
(engl. fuel staging), d. h. einer ungleichférmigen Verteilung des Brennstoffs
auf die Brenner. Demnach werden im gestuften Betrieb zwei oder mehr
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Brennergruppen mit unterschiedlichem Brennstoff/Luft-Gemisch bzw. Luft-
zahl betrieben, vgl. [Noiray et al., 2011] und [Moeck et al., 2010].

1.2. Zielsetzung und Gliederung

Das Ziel der Arbeit ist, ein Modellierungskonzept zu entwickeln, um einer-
seits thermoakustische Verbrennungsinstabilitdten in Ringbrennkammern
(beliebiger Geometrie) unter Verwendung hybrider experimenteller, nume-
rischer und analytischer Verfahren quantitativ in einem groflen Betriebs-
bereich vorherzusagen. Dariiberhinaus bedarf es einer Methodik, um an-
dererseits den Einfluss von Brennstoffstufung und verschiedener Resonator-
konfigurationen auf das thermoakustische Stabilitatsverhalten beurteilen zu
kénnen. Dies wird am Testfall einer Labor-Ringbrennkammer untersucht. In
Abhéngigkeit der zu ddmpfenden akustischen Umfangsmode kénnen somit
optimierte Brennstoffstufungs-Varianten und Resonator-Anordnungen so-
wie Auslegungskriterien ermittelt werden, um daraus verallgemeinerte Stra-
tegien bzw. grundlegende Richtlinien bei der Anwendung passiver Damp-
fungskonzepte in Ringbrennkammern abzuleiten. Damit das methodische
Konzept in der industriellen Praxis zur Auslegung eines thermoakustisch
stabilen Betriebsverhaltens einer Brennkammer eingesetzt werden kann,
bendtigt es effiziente Berechnungsverfahren. Auflerdem sollten erforderli-
che experimentelle Untersuchungen an Priifstinden mit (verhéltnisméfig)
geringer Komplexitat durchfiihrbar sein. Um trotzdem das reale System-
verhalten moglichst exakt zu modellieren, setzt es fundierte Kenntnisse der
zugrunde liegenden thermoakustischen Prozesse in Brennkammern voraus
sowie dessen quantitative Charakterisierung, basierend auf jeweils geeigne-
ten experimentellen, numerischen und analytischen Ansétzen.

In Kap. 2 werden zuerst die erforderlichen theoretischen Grundlagen
zur Beschreibung und Modellierung der Akustik in Brennkammern reka-
pituliert und darauf folgend in Kap. 3 fundamentale lineare und nicht-
lineare Verlustmechanismen akustischer Energie besprochen. Kap. 4 be-
schreibt die methodische Vorgehensweise und Modellbildung zur Analy-
se des thermoakustischen Stabilitatsverhaltens von Ringbrennkammern so-
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wie die akustische Charakterisierung der Systemkomponenten der zur Va-
lidierung betrachteten Labor-Ringbrennkammer. In diesem Kontext wer-
den u.a. eine nichtlineare Netzwerkmethodik fiir die akustische Dampfer-
Modellierung konzipiert sowie validiert und ein Ansatz zur Beriicksich-
tigung von Heiflgas-Eintritt in Dampfern aufgezeigt. Des Weiteren wird
ein neues Verfahren beschrieben, um auf Basis begrenzter experimentel-
ler Untersuchungen die Flammendynamik im gesamten Betriebsbereich der
untersuchten Ringbrennkammer unter Gebrauch der Proper-Orthogonal-
Decomposition (POD) interpolieren zu kénnen. Dies erméglicht in Kap. 5,
basierend auf Eigenfrequenz-Berechnungen, die linearen thermoakustischen
Stabilitatseigenschaften der Ringbrennkammer zunéchst ohne Einsatz akus-
tischer Dampfer quantitativ vorherzusagen. Eine weiterfithrende Analyse
untersucht folglich die erzeugte akustische Dampfung in den einzelnen Sys-
temkomponenten und den Einfluss verschiedener Resonatorkonfigurationen
auf die modale Dynamik der ersten (thermo-) akustischen Umfangsmode
in der Brennkammer. Auf Grundlage von Zeitbereichsberechnungen werden
in Kap. 6 der Effekt von Resonatoren auf die akustischen Brennkammer-
Druckamplituden quantifiziert sowie Grenzzyklus-Schwingungen simuliert,
die sich durch nichtlineares Dampferverhalten ergeben. In Kap. 7 wird
analysiert, wie ergidnzend zum FEinsatz von Resonatoren durch Stufung
der Brennstoffzufuhr Dampfung der ersten Brennkammer-Umfangsmode er-
zeugt werden kann. Die wesentlichen Erkenntnisse dieser Arbeit werden ab-
schliefend zusammengefasst und es werden Schlussfolgerungen hinsichtlich
des effizienten Einsatzes passiver Dampfungskonzepte zur Optimierung des
thermoakustischen Stabilitatsverhaltens von Ringbrennkammern gezogen.






2 Grundlegendes zur Akustik

Die Theorie zur Beschreibung und Modellierung der Akustik in Brenn-
kammern wird im Folgenden gegeben. Zunéchst werden die (aero-) akusti-
schen Erhaltungsgleichungen und klassischen Konzepte zur Charakterisie-
rung planarer Wellenausbreitung, akustischer Moden sowie entsprechender
Randbedingungen rekapituliert. Des Weiteren wird die Methodik der Netz-
werkmodellierung von akustischen Systemen besprochen.

2.1. Akustische Erhaltungsgleichungen

2.1.1. Kompressible Navier-Stokes Gleichungen (NSE)

Kompressible Stromungen konnen vollsténdig durch sieben Variablen be-
schrieben werden [Durst, 2006]: Druck p, Dichte p, spezifische innere Ener-
gie e, Temperatur 7' und drei Geschwindigkeitskomponenten v = (u, v, w)?.
Das Verhalten dieser Variablen wird fiir Newton’sche Fluide! durch die Kon-
tinuitatsgleichung GIl. 2.1, drei Impulsgleichungen Gl. 2.2, die Energieglei-
chung Gl. 2.3, die thermische Zustandsgleichung GIl. 2.4 und die kalorische

Zustandsgleichung Gl. 2.5 bestimmt. Diese Gleichungen werden als Navier-

!Bei Newton’schen Fluiden werden die sich aus einer Strémung ergebenden viskosen Spannungen als
linear proportional zur lokalen Deformationsrate angenommen.
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Stokes Gleichungen NSE bezeichnet:

0
ov Vp V.1
il . -4 - - 2.2
at—l—’v Vv P P ) ( )
0
€§:+v.(pev):—p(v~v)+V'(thth)+T3(vv>a (2'3)
p:p(va)a
e=ce(p,T).

Der Schubspannungs-Tensor 7 ergibt sich zu:

2
=4 ((w + 0T = (V. v)I) | (2.6)
Die Schubspannungen T verursachen Verluste an kinetischer Energie und
gleichzeitig wird “Reibungswéarme® erzeugt, was zu einer Erhohung der in-
neren Energie bzw. der Temperatur des Fluids fithrt und durch den Term
7 : Vo in der Energiegleichung beschrieben wird.

Bei den numerischen Studien in Kap. 4 - 7 wird Idealgasverhalten ange-
nommen. Gleichungen 2.4 und 2.5 sind damit die thermische bzw. energe-
tische Zustandsgleichung idealer Gase. Die Entropie s idealer Gase ergibt
sich aus der Integration des zweiten Hauptsatzes in den ersten Hauptsatz
der Thermodynamik [Baehr und Kabelac, 2009]:

ds=c,— — RS?' (2.7)

Durch Substitution von Gl. 2.7 in GIl. 2.3 erhélt man die Entropieform der
Energiegleichung

D
pTD‘z =V (kaVT) + 7 : (Vo), (2.8)
mit der materiellen Ableitung %. Demzufolge ist die Annahme einer isen-
tropen Stromung, d. h.

Ds
— =0 2.9
Dt ) ( )



2.1 Akustische Erhaltungsgleichungen

nur fiir reibungsfreie Bedingungen und ohne Wérmeleitung giiltig.

Die isentrope Schallgeschwindigkeit ¢ idealer Gase ergibt sich aus

2_ Op

- — kR.T, 2.10
o : (210)

s=konst.

C

wobei k das Verhaltnis der Warmekapazitiaten x = ¢,/c, beschreibt und als
Isentropenexponent bezeichnet wird.

2.1.2. Linearisierung der Erhaltungsgleichungen
2.1.2.1. Zerlegung der Zustandsvariablen

Die numerische Berechnung akustischer Felder stellt wegen der extrem
niedrigen Schwankungsamplituden im Vergleich zu mittleren Stromungs-
groflen und der groflen rdumlichen und zeitlichen Skalenunterschiede eine
anspruchvolle Aufgabe dar. Um die Entwicklung von akustischen Wellen ak-
kurat vorherzusagen, sind numerische Methoden mit geringen dissipativen
und dispersiven Figenschaften erforderlich. Solche Verfahren sind anféllig
fiir numerische Stabilitdtsprobleme [Laurien und Oertel, 2013]. Ansétze fiir
aeroakustische Berechnungen basieren tiblicherweise auf einer Zerlegung der
Zustandsvariablen in ein stationédres mittleres Feld und ein Schwankungs-
feld. Demzufolge konnen die mittleren Zustandsgroflen, die fir sich die Er-
haltungsgleichungen (NSE) der stationdren Stromung erfiillen, in einem se-
paraten Prozess unter Verwendung klassischer Computational Fluid Dy-
namics (CFD) Ansétze berechnet werden. AnschlieBend werden die Erhal-
tungsgleichungen der fluktuierenden Groflen, basierend auf dem zugrunde
liegenden mittleren Stromungsfeld, gelost.

Die Zerlegung der Zustandsvariablen liefert:

p(x.t)=p(@)+/ (21), pr<p (2.11)
v(x,t) =v(x)+v (x,1), V) KL € (2.12)
p(x,t) =p(x) +p (z,1), P <p (2.13)
T (x,t) =T (x)+T (x,t). T'<T (2.14)



Grundlegendes zur Akustik

2.1.2.2. Linearisierte Navier-Stokes Gleichungen (LNSE)

Unter Annahme kleiner Schwankungsamplituden im Vergleich zu mittle-
ren Stromungsgroffen kann die beschriebene Zerlegung der Zustandsvaria-
blen (Gln. 2.11-2.14) in die NSE substituiert werden. Durch Vernachléssi-
gung nichtlinearer Terme hoherer Ordnung und nach Subtrahieren der Er-
haltungsgleichung fiir die Mittelwerte resultieren die linearisierten Navier-

Stokes Gleichungen (LNSE):

8 /
ai+Q_J~Vp'—|—v'-Vﬁ+ﬁV-vl—i—p/V-'E:O, (2.15)
_0v' —— P o= — = — / / 1 /
pg—l—pv-VU +pv -Vo+pv-Vo=-Vp + pu |Av +3V(V-v)],
(2.16)
ap/ — / / — — / / —
a—l—v-Vp—l—v-Vp:—/ﬁpV-v—/fpV-v (2.17)
+(k—1) (2 [Vo : VU + Vo : (VU)T = (V- 0)(V - V)] + kg AT) .
Fiir die thermische Zustandsgleichung ergibt sich
/ / T/
P_P_2 9 (2.18)
p p T
und die energetische Zustandsgleichung liefert
¢ =c,T. (2.19)
Aus Gl. 2.7 resultiert direkt [Nicoud und Wieczorek, 2009]
T/ p/
'=c¢,—= — R,—. 2.20
e 2 B (2.20)

Hiermit lasst sich die linearisierte Energiegleichung in Abhéangigkeit der
Entropieschwankungen ausdriicken [Ullrich et al., 2014]:

10



2.1 Akustische Erhaltungsgleichungen

_ (9s _ _
oT (ai + - Vs’) = — (v'pT + vp'T + vpT") Vs

2
+2u |V : VU + Vo : (V) - Z(V-2)(V- fv')] + kAT (2.21)

3

Bei vernachlassigter Reibung und Warmeleitung sowie bei nahezu homen-
troper Grundstromung kann das Schwankungsfeld demnach als isentrop an-
genommen werden (s' = 0). Infolgedessen sind Druck- und Dichtefluktua-
tionen resultierend aus Gl. 2.18 und GI. 2.20 tiber

_ 4

c= ; (2.22)
gekoppelt. Die Schallgeschwindigkeit der Grundstromung wird nach Gl. 2.10
berechnet.

2.1.2.3. Linearisierte Euler Gleichungen (LEE) und akustische
Wellengleichung

Durch Vernachlassigung der Reibungsterme und der Warmeleitung erge-
ben sich aus den LNSE die linearisierten Euler Gleichungen (LEE):

a/

a'z+’D-V,0'+'v'-v,5+ﬁv-'v'+p’v-'ﬁ:O, (2.23)
6/

ﬁ£+ﬁv-vf¢;’+ﬁv’-vp+p’v-w — _vy, (2.24)
o o o I

EJrv-Vp +v -Vp=—kpV-v —kp'V - 0. (2.25)

Unter der Annahme einer ruhenden Grundstromung v = 0 und Vp = Vp =
0 lassen sich die LEE fiir isentrope Bedingungen folgendermaflen reduzieren:

op'

ov'’ 1
== Iy 2.27

11



Grundlegendes zur Akustik

Die Ableitung von GIl. 2.26 nach der Zeit und Gl. 2.27 nach dem Ort ergibt
nach Subtraktion und Einsetzen von GIl. 2.22 die charakteristische Wellen-
gleichung fiir den Druck:

1 82p/

VQIZAlzf .
P=2P =%

(2.28)

In Kap. 2.2 wird eine analytische eindimensionale Losung dieser Glei-
chung und die Eigenschaften der resultierenden Wellen besprochen. Durch
die Transformation der Gl. 2.28 in den Frequenzbereich ergibt sich die
Helmholtz-Gleichung.

2.1.3. Betrachtung im Frequenzbereich

Trotz der Reduktion aufzulosender Skalen beim Losen der LNSE im Ver-
gleich zu den kompressiblen NSE, bleibt die Berechnung aeroakustischer
Felder basierend auf den LNSE im Zeitbereich anspruchsvoll: Die Nutzung
frequenzabhangiger Randbedingungen erfordert aufwendige Filteralgorith-
men [Morgenweck, 2013]. Zur akkuraten Vorhersage der Wellenausbreitung
werden numerische Methoden hoher Ordnung benétigt, was zu numerischen
Stabilitdtsproblemen fithren kann, wie z.B. ein durch [Gikadi, 2013] be-
schriebenes unphysikalisches exponentielles Anfachen multifrequenter In-
stabilitaten.

Bei linear-akustischen Systemen wird héufig ein harmonischer Wellencha-
rakter angenommen. Somit ist keine Zeitintegration erforderlich, was den
numerischen Aufwand reduziert. Gleichzeitig wird das Auftreten numeri-
scher Probleme (zumindest) umgangen. Unter Annahme harmonischer Wel-
len lassen sich die Schwankungsgroen folgendermafien darstellen?:

27u beachten ist, dass p’, p/, v’, und T’ hierbei reell-wertig sind. Es wird jedoch generell und auch in
diesem Kontext auf die formale Schreibweise Re(e) verzichtet.

12



2.2 Ausbreitung eindimensionaler, ebener Wellen

p(x,t) =plx) - e, (2.29)
Pz, t) = p(x) - ™", (2.30)
u'(x,t) = a(x) - e, (2.31)
T'(x,t) =T(x) - ! (2.32)

Durch Substitution der Gln. 2.29-2.32 in die LNSE (Gln. 2.15-2.17), erhélt

man

iwp+v-Vp+v-Vp+pV -0+ pV-v =0, (2.33)
1
iwpd + pv -V +pv-Vo+pv-Vo=—-Vp+u A’B—I—§V(V-f)) :
(2.34)
iwp+v-Vp+v-Vp=—kpV -0 — KkpV -0 (2.35)

(5= 1) (20 [Vo: Vo + Vo : (VO)T = 2(V-0)(V - 9)] + kaAT).

Unter Vernachlassigung der Reibung und der Warmeleitung kommt man
zu den LEE im Frequenzbereich (s. Abschnitt 2.1.2.3).

2.2. Ausbreitung eindimensionaler, ebener Wellen

Die akustische Wellenausbreitung in einem kreisformigen Rohr/Kanal
kann annahernd als eindimensional betrachtet werden, wenn die Wel-
lenlange A\, = ¢/ f deutlich grofier als der Rohrdurchmesser D ist. Ein genau-
eres Kriterium definiert beispielsweise [Ehrenfried, 2004] durch die “cutoff*-
Frequenz. Unterhalb dieser Grenzfrequenz hat die Wellenzahl mehrdimen-
sionaler akustischer Moden einen negativen Imaginaranteil, d. h. die Moden
sind in einem betrachteten Kanal rdumlich nicht ausbreitungsfahig.

Die allgemeine Losung der eindimensionalen akustischen Wellengleichung
2.28 liefert die Druckschwankungen p’ bzw. die axialen Geschwindigkeits-
schwankungen «' und beschreibt die “ebene“ Wellenausbreitung (d. h.
die Wellenfront ist eine ebene Fliache) durch die akustischen Riemann-
Invarianten f’ und ¢

13
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p(z,t) = fllx—ct) + ¢'(x+ct), (2.36)
bzw.
“ (;E D _ (x—ct)— ¢ (v +et). (2.37)

Das Produkt aus mittlerer Dichte und Schallgeschwindigkeit pc bezeichnet
die (Feld-) Impedanz und kann als Widerstand (Trdagheit) von Fluidele-
menten gegeniiber einer Auslenkung infolge einer Druckschwankung inter-
pretiert werden. Die charakteristischen Variablen® f’ und ¢’ sind Funktionen
des Ortes und konnen, ausgehend vom Referenzzustand ¢y, als eine mit der
Schallgeschwindigkeit ¢ in positive (+) und negative (-) x-Richtung laufen-
de Welle veranschaulicht werden. Dies wird durch die Funktionsargumente
x + ¢t mathematisch beschrieben, die als Charakteristiken bezeichnet wer-
den. Die Wellenausbreitung ist eine nicht dissipative und nicht dispersive,
d. h. die Amplitude und Form der (ebenen) Welle bleibt bei der Ausbreitung
unverandert, ebenso wie die Frequenz.

Ausgehend von GI. 2.36 und GI. 2.37 kann gezeigt werden, dass f’ und ¢’
folgendermafien mit den akustischen Variablen p’ und ' zusammenhéngen®:

1

f = 3 (p' + /' pe), (2.38)
/ ]‘ / | ——
g =50 —upo). (2.39)
Bei harmonischer Wellenausbreitung erhalt man
fl(w, ) = preltt-remro) (2.40)
und
g/(x7 t) _ ﬁ_ei(Wt+k($_xo)), (241)

worin k die Wellenzahl k = w/¢ beschreibt. Die Koeffizienten p* bezeichnen
die komplexen Amplituden. Fir das Druck- und Geschwindigkeitsfeld (GI.

3f" und ¢’ ergeben sich aus der Transformation der LEE auf die charakteristische Normalform, wie in
Kap. 3 beschrieben wird.
4Zu beachten gilt, dass teilweise eine alternative Definition der Riemann-Invarianten verwendet wird:

f’:%(%——i—u’) &g’z%(%’a—u').

14



2.3 Akustische Randbedingungen

2.36, Gl. 2.37) ergibt sich folglich:

p/ (337 t) _ p\—i-ei(wt—k(x—xo)) + p\—ei(wt—kk(x—xo))’ (242)
/
u (;T_, t) _ pFeilt—k(e=a0) _ 5= gilwtth(z—o0) (2.43)
pC

Entsprechend den Gln. 2.29-2.32 kénnen basierend auf Gl. 2.40 und GI.
2.41 die zeitinvarianten komplex-wertigen Amplituden von f’ und ¢ wie
folgt beschrieben werden:

A

Fla) = preheo), (2.44)
§(z) = pelkle=o), (2.45)

Ausgehend von Gl. 2.42 und GIl. 2.43 ergeben sich analog die komplex-
wertigen Geschwindigkeits- und Druckschwankungsamplituden

p(x) = pre Hlemeo) 4 p=eikle=ro), (2.46)
a () _ ﬁ+€—ik(x—xo) _ ﬁ—eik(w—fvo)_ (2.47)

pC
pt und p~ sind abhangig von den Randbedingungen des jeweilig untersuch-
ten Systems.

2.3. Akustische Randbedingungen

Akustische Randbedingungen werden haufig durch Reflexionsfaktoren R
oder akustische Impedanzen Z beschrieben. Der Reflexionsfaktor bestimmt
sich bei eindimensionaler Wellenausbreitung stromabseitig aus dem Verhalt-
nis der komplexen Amplituden der reflektierten Welle (in negative (-) x-
Richtung laufend) in Bezug auf die einlaufende, stromab (+) propagierende
Welle:

P
R = P (2.48)
Ausgedriickt in Abhéngigkeit der Riemann-Invarianten ergibt sich:
R = QA . e—i 2k(z—x0) _ M . e—i 2/6(55—180). (249)
f D+ u pc
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Anzumerken ist, dass der absolute Wert von R hierbei unabhéngig von der
Beobachterposition = und der Referenzposition zy wird. Aus Gl. 2.49 folgt

R = 9| = |[P— e (2.50)
Fl - Ip+apel’
bzw. A
|R| = Al (2.51)
g

fiir eine stromaufseitige Randflache.

Alternativ zum Reflexionsfaktor kann zur Beschreibung akustischer Rand-
bedingungen die Impedanz Z° verwendet werden:
p

Z = :
Uu-nr

(2.52)

Der Fliachennormalenvektor nr ist nach auflen gerichtet.

Impedanz und Reflexionsfaktor sind wie folgt miteinander verkniipft:

Z — pé

R = 2.53
7 + pc (2:53)
und L+ R
7 = pc ) 2.54
PCTp (2.54)

Drei idealisierte akustische Randbedingungen kénnen unterschieden wer-
den:

o Akustisch offener Rand (schallweich)— Der fluktuierende Druck p’ wird
an der Randfliche zu Null. Beispielsweise ergibt sich dies ndherungs-
weise an einer Offnung eines Rohres hin zu einem unendlichen Volu-
men. Eine auf den Rand einlaufende Welle wird vollstdndig mit einer
Phasenverschiebung von 7 reflektiert.

o Akustisch perfekt reflektierender Rand (schallhart) — Geschwindig-
keitsfluktuationen ' ergeben sich zu Null. Dies resultiert an star-
ren Wénden. Eine einfallende Welle wird ohne Phasenverschiebung
vollstandig reflektiert.

®Wahlweise wird hiufig auch die spezifische Impedanz z = Z/pc genutzt.
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2.4 Lineare akustische Netzwerkmodellierung

o Reflexionsfreier Rand — FEine einfallende Welle wird komplett absor-
biert oder transmittiert.

Eine Ubersicht iiber die resultierenden Werte der Reflexionsfaktoren und
Impedanzen fiir die drei beschriebenen Grenzfalle sind in Tabelle 2.1 zu-

sammengefasst.
Reflexionsfaktor R Impedanz Z
Akustisch offener Rand (schallweich) -1 0
Akustisch perfekt reflektierender Rand (schallhart) 1 00
Reflexionsfreier Rand 0 pc

Tabelle 2.1.: Zusammenhédnge zwischen dem Reflexionsfaktor R und der
Impedanz Z.

2.4. Lineare akustische Netzwerkmodellierung

Lineare thermoakustische Systeme sind linear-zeitinvariant und koénnen
folglich nach der Systemtheorie [Follinger und Konigorski, 2013] durch ei-
ne Uberlagerung bzw. ein Netzwerk aus Teilsystemen beschrieben werden.
Jedes Element des modularen Netzwerks charakterisiert demnach eine Kom-
ponente des Gesamtsystems, beispielsweise die Drallbrenner oder Dampfer
einer Brennkammer. Komplexere Teilsysteme konnen wiederum durch ein
Netzwerk einfacher akustischer Elemente ersetzt werden, wie z.B. Rohre
und Flachenspriinge. Das Transferverhalten dieser Elemente kennzeichnet
die lineare Beziehung zwischen den akustischen Variablen an ihren Ein- und
Ausgangen.

2.4.1. Akustische Transfermatrix
Das Transfer- bzw. Ubertragungsverhalten von Netzwerkelementen kann

durch eine akustische 2 x 2 Transfermatrix beschrieben werden, die entweder
fiir die Riemann-Invarianten f” und ¢’ oder die akustischen Variablen p’ und

17



Grundlegendes zur Akustik

v’ formuliert ist. Der akustische Druck p’ wird hierbei oft mit der mittleren
Dichte p und der Schallgeschwindigkeit ¢ normiert. Folglich haben p’/pc und
v’ die gleiche Grofienordnung sowie Einheit.

Die Transfermatrizen T beschreiben die lineare Beziehung zwischen dem
akustischen Zustand stromauf (engl. upstream) v und stromab (engl. down-
stream) d akustischer Komponenten:

N (Tu T ([
(g' s \Tm Ty \d), (2:55)
|
ng
bzw / /
r Ty T\ (£
pc| — pe
(u’)d (Tm Too) \u/ u' (2.56)
T

Die Transformation zwischen beiden Darstellungen kann mittels der Trans-
formationsmatrix W [Alemela, 2009] durchgefiihrt werden

v — G _11) | (2.57)

Ty =0Ty, - 0, (2.58)
Try =V Ty -V (2.59)

Durch Multiplikation der Transfermatrizen aller Teilsysteme ergibt sich das
Ubertragungsverhalten des Gesamtsystems aus ¢ Netzwerkelementen:

Tys=T, Ti_y-...-Ty-Ty. (2.60)

Statt durch die Transfermatrix kann die Kopplung der akustischen
Zustande stromauf und stromab durch die Streumatrix

ty T
Sty = ( t;l) (2.61)

Ty

beschrieben werden. Diese koppelt die Riemann Invarianten miteinander

fa\ _ g, (fu
(g;) = Sy, (g&) . (2.62)

18
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2.4 Lineare akustische Netzwerkmodellierung

Der Vorteil der Streumatrix-Darstellung besteht in der leichteren physika-
lischen Interpretierbarkeit der Matrixelemente. r, bzw. t, beschreiben, wie
eine stromaufseitig einlaufende Welle f, reflektiert und transmittiert wird.
Analoges gilt fiir r4 bzw. t; in Bezug auf eine stromabseitig einlaufende
Welle g4. Demzufolge werden r,/q und t, /4 als Reflexions- bzw. Transmissi-
onskoeffizient oder -faktor bezeichnet.

Die Streumatrix lasst sich aus den Elementen der Transfermatrix wie folgt
berechnen [Fischer, 2004]:

g 1 <T11T22—T12T21 Tl?)
fo — 7~ '

= T T, 1 (2.63)

Im Folgenden werden die Transfermatrizen verschiedener Komponenten
beschrieben, die in Kap. 4.3.6.1 zur Modellierung akustischer Dampfer ge-
nutzt werden.

2.4.2. Rohrelement konstanten Querschnitts

Die Transfermatrix eines Rohrs der Lénge [ lautet:

—iktl
e 0
ng - ( 0 eik_l) . (2-64)

Ist das Rohr durchstromt, muss die Wellenzahl k korrigiert werden, da sich
akustische Wellen mit der Schallgeschwindigkeit relativ zur Grundstromung
ausbreiten. Fiir die korrigierten Wellenzahlen £™ und &k~ gilt:

W

k=
ctu

(2.65)

2.4.3. Akustisch-kompakte verlustbehaftete Fliachenspriinge

Flachenspriinge in einem Rohr werden meist als akustisch kompakt mo-
delliert, d. h. die axiale Ausdehnung ! der Anderung des Querschnitts ist
deutlich kleiner als die betrachteten Wellenldngen. Diese Annahme ist fiir
He = %l = kil < 1 giltig. Auftretende kapazitive Effekte lassen sich durch
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die reduzierte Lange [,.q berticksichtigen. Die effektive Lange [. ;s beschreibt
Tragheits- bzw. induktive Effekte [Alemela, 2009]. Des Weiteren werden Ver-
luste akustischer Energie durch instationare Wirbelbildung, wie in Kap. 3
diskutiert wird, mittels eines Druckverlustterms modelliert, der den Druck-

verlustbeiwert ¢ beinhaltet. Die Transfermatrix des Flachensprungs lautet
[Alemela, 2009]

2
1 1—¢—(4e) | M, —i%l,
Tpu: ( C <Ad> ) Zc If (266)
Ay
Aq

ﬁz (Mu - Z'%lred) A,

mit der Mach-Zahl M = u/ec.

Fiir sprunghafte Querschnittserweiterungen kann der Druckverlustbeiwert
¢ nach [Idelchik, 1996] ermittelt werden:

A\ A\
¢ = (Ad> 14 (114(1) | (2.67)

Die Langenkorrekturen kénnen fiir kleine Helmholtzzahlen und moderate
mittlere Massenstrome durch

leir = 575 (1 - Dd) (2.68)

und

Led = 61\)/“5 <<gz)3 - 1) (2.69)

abgeschatzt werden.

2.4.4. Verzweigungen

An einer Verzweigung wird abhéngig von der Grundstromungsrichtung
entweder eine einlaufende Welle auf zwei Elementausgénge aufgeteilt oder
zwei Eingdnge werden zu einem Ausgang zusammengefiihrt. Im ersten Fall
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ergibt sich fiir die verlustfreie, isotherm durchstréomte Verzweigung aus der
Massen- und Impulserhaltung das folgende Gleichungssystem [Bade, 2014]:

AUMU 1 P Ad1 Md1 1 P AdQMd2 1 P
I M,|-|r¢| = 1 Mg |- 7| + 0 0 |-17] .
u o\

(2.70)
Gleichermaflen lasst sich ein Gleichungssystem fiir den zweiten Fall formu-

lieren, s. [Bade, 2014].

2.5. Akustische Moden

Akustische Wellen konnen in geschlossenen Systemen ganz oder teilwei-
se an den Systemgrenzen reflektiert werden. Durch Uberlagerung hin und
her laufender Wellen entstehen charakteristische Muster. Diese konnen als
eine Uberlagerung akustischer Moden beschrieben werden. Die charakteris-
tische raumliche Druckverteilung und die modale Dynamik dieser Moden
wird durch die Geometrie und die Randbedingungen des akustischen Sys-
tems sowie die Schallgeschwindigkeit bestimmt. Nur fiir einfache Geome-
trien und im Fall ohne Grundstréomung gibt es analytische Losungen fiir
die Druckverteilungen [Ehrenfried, 2004]. Um das akustische Druckfeld in
komplexen (praxisrelevanten) Anwendungen demnach zu bestimmen, sind
oftmals numerische Methoden erforderlich, s. Kap. 5.

Im Gegensatz zu akustischen Moden in Rohrgeometrien, vgl. z.B. [Kathan,
2013], liegt der Fokus dieser Arbeit auf der Untersuchung der ersten reinen
Umfangsmode in Ringbrennkammern. Nach [Noiray et al., 2011] kann die
raumlich-zeitliche Dynamik des akustischen Druckfelds reiner Umfangsmo-
den in Ringbrennkammern vereinfacht in zwei Anteile zerlegt werden®. Es
gilt

p(©,1) = n,(t) cos(n®) + n,(t) sin(nO), (2.71)

5Diese Zerlegung resultiert aus einer Reihenentwicklung des Druckfelds auf Basis orthogonaler Ansatz-
funktionen.
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mit der Ordnung n der Mode und den modalen Amplituden 7,(t) und n,(t):

Na(t) = A(t) cos(wa - t + ¢a(t)),
m(t) = B(t) cos(wy - ¢ + du(t)),
wobei ¢,(t) und ¢p(t) die Phasen bezeichnen sowie A(t) und B(t) die
Einhiillenden. Fiir n = 1 beschreibt Gl. 2.71 die Dynamik der ersten Um-

fangsmode durch ein Paar rdumlich orthogonaler, stehender Moden mit den
Kreisfrequenzen w, und wy.

(2.72)
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3 Verluste akustischer Energie

Akustische Energie kann durch verschiedene physikalische Mechanismen
verloren gehen. [Lieuwen, 2012] definiert akustische Verluste als die Abnah-
me der akustischen Energie in einem betrachteten Frequenzbereich inner-
halb eines rdumlich begrenzten Systems durch:

o Umwandlung in Wirbelstarke- und Entropie-Fluktuationen

o Konvektion oder Abstrahlung aus einem betrachteten akustischen Sys-
tem iiber die Systemgrenzen

o Ubertragung auf Frequenzbéander auBerhalb des betrachteten Frequenz-
bereichs

Der erste Effekt kann bei starken Inhomogenitéiten der Grundstromung wie
in Grenzschichten und Scherschichten auftreten. Akustische Energie kann
des Weiteren aus einem System an offenen Grenzen an die Umgebung abge-
strahlt oder konvektiert werden. Letztlich konnen nichtlineare Phanomene
weitere akustische Verluste verursachen.

3.1. Kopplung charakteristischer Schwankungsgroéflen

Die instationdren Fuler-Gleichungen (Gln. 2.1-2.3 ohne Viskositéts- und
Wirmeleitungseffekte) konnen in die charakteristische Normalform trans-
formiert werden [Vichnevetsky und Bowles, 1982]. Hierdurch wird das Feld
der primaren Variablen in charakteristische Variablen zerlegt. Bei nur klei-
nen Storungen des mittleren Referenzzustands ergeben sich unter Anwen-
dung der genannten Transformation die folgenden fundamentalen bzw.
kanonischen Schwankungsgréfen: (1) akustische Schwankungen, die mit
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der Schallgeschwindigkeit propagieren, sowie (2) Entropie- und (3) Wir-
belstarke-Fluktuationen, die sich beide mit der Geschwindigkeit der Grund-
stromung ausbreiten.

3.1.1. Homogene Grundstromung

Im Falle einer homogenen Grundstromung ohne mittlere Stromungsgradi-
enten und nur kleiner Storungen findet keine Kopplung zwischen den drei
Moden statt. Dies kann gezeigt werden, indem man die LEE so umformt,
dass sie das Verhalten der drei Moden in Form getrennter Gleichungen be-
schreiben [Lieuwen, 2012]:

ng’ —0 (3.1)
Dt '
Dp/ —2x72, ./
_ — 2
T V' =0, (3.2)
Ds’
— =0 3.3
Dt ) ( )
mit der materiellen Ableitung D /Dt in Abhéngigkeit der Grundstromung
D 0 _
- 2y : . 3.4

Somit bleiben die Wirbelstarke- und Entropie-Fluktuationen unter den ge-
gebenen Annahmen erhalten und werden mit der Grundstromung trans-
portiert, wahrend die Druckschwankungen durch die konvektive Wellenglei-
chung beschrieben werden’.

3.1.2. Inhomogene Grundstréomung

Quell- oder Verlustterme in den Gln. 3.1-3.3 konnen sich allerdings infolge
einer inhomogenen Grundstréomung, d. h. durch mittlere Stromungsgradi-
enten, ergeben. Um den Einfluss von Grundstréomungsinhomogenitaten zu

" Anzumerken ist, dass es allerdings beim Auftreten von hohen akustischen Amplituden zu nichtlinearen
Kopplungseffekten kommen kann, s. [Chu und Kovasznay, 1958].
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3.1 Kopplung charakteristischer Schwankungsgrofien

zeigen, wird das fluktuierende Geschwindigkeitsfeld in einen rotationsfrei-
en Anteil (’U/(p)) zerlegt, der akustische Geschwindigkeitsschwankungen be-
schreibt und einen rotationsbehafteten Anteil (v'()), der wirbelinduzierte
Geschwindigkeitsschwankungen darstellt:

v =0 4o (3.5)

Des Weiteren wird v'® in Abhéngigkeit eines akustischen Potentials ¢,
ausgedriickt

v = Vg, (3.6)

Nach [Pieringer, 2008] lassen sich die (nicht-isentropen) LEE wie folgt um-
formulieren:

D /1D 1 :
(=) -2V (p — g @ 3.7
a /(Q) ! ! !
St (©- V)0 (V)5 = g (3.8)
a /(S) ! / /
gt +0-Vp© 4 pOv.5=¢0, (3.9)

v’ beschreibt Geschwindigkeitsschwankungen, die durch fluktuieren-

de wirbelbehaftete Strukturen induziert werden. Nicht-isentrope Dichte-
schwankungen p® resultieren aus Entropiefluktuationen und werden mit
der Grundstromung transportiert. Zu unterscheiden sind davon (isentrope)
akustische Dichteschwankungen, die sich mit der Schallgeschwindigkeit re-
lativ zur Stromung ausbreiten und isentrop nach Gl. 2.22 an die akustischen
Druckschwankungen gekoppelt sind.

Die Quellterme ¢ 0 charakterisieren die Wechselwirkung der drei Moden
miteinander:

/ 1 8pl(s) _ (s (s _ 1(Q) —
q(p):ﬁ( o +v-Vp()+p()V-v+V-(v()p) ’ (3.10)

, — Vp 1 D¢, kp 1 __
@ — _Q (s) 4 = ( - ) A1
q XV%+ﬁp Dy Vo —5Vp), (3.11)
/S 1 _ _ /Q ﬁ — 2_ — D¢a
q(>:<62vP_Vp>(v¢a+v())_62<(/{,—l)v —|—E VC> Dt
(3.12)
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Der Term — x V¢, beschreibt, wie akustische Moden durch Wechsel-
wirkung mit mittlerer Wirbelstirke Q = V x v wirbelbehaftete Geschwin-
digkeitsfluktuationen hervorrufen. Ein weiterer relevanter Kopplungsmecha-
nismus ergibt sich bei der Beschleunigung von entropie-erzeugten Dichte-
fluktuationen durch die Grundstromung, beispielsweise in Diisen oder Tur-
bineneintritten, infolgedessen es zur Erzeugung akustischer Fluktuationen
kommt.

Nach [Lieuwen, 2012] und [Ullrich et al., 2014] kénnen Quell- oder Ver-
lustmechanismen der Wirbelstarke-Fluktuationen anhand der linearisierten
Wirbeltransportgleichung analysiert werden:

DY - -
=—v - VQ+Q - V' +Q - Vo-QV - v - Q'V.-v+
Dt I 11 117 v v (313)
Vo xVp VaxVy o 3.13
+ - + ~ — 2= (Vp x Vp) —vAQY
p p p —
VI VII VIIT

In Ubereinstimmung mit Gl. 3.11 kommt es ebenfalls zu einer linearen Kopp-
lung der Schwankungsgrofien mit Grundstromungsinhomogenitéaten. Die re-
sultierenden Quell- und Verlustterme auf der rechten Seite von GIl. 3.13
werden im Speziellen durch folgende Wechselwirkungsprozesse hervorgeru-
fen:

« Kopplung akustischer und wirbelbehafteter Geschwindigkeitsfluktua-
tionen mit stratifizierter Grundstromung 2 = V x v, wie z.B. Grenz-
und Scherschichten (I, IT und IV)

o Streckung und Deformation wirbelbehafteter fluktuierender Strukturen
durch mittlere Stromungsgradienten (I11I)

o Starke Dilatation und Kompressibilitatseffekte, z.B. durch Stoe indu-
ziert oder angefachte Wirbelstérke (V)

 Barokline Effekte (VI - VIII)

« Reibungsverluste bei auftretenden viskosen Effekten (nicht in den LEE
enthalten) (IX)
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3.2 Akustische Energiebilanz

Quell- und Verlustmechanimen der Entropiefluktuationen im Falle einer
inhomogenen Grundstrémung werden durch Gl. 2.21 (rechte Seite) beschrie-
ben:

Dy B _
pTDSt — — (VT +vp/T +opT") Vs
2
3

Gl. 3.14 zeigt, dass bei vernachlassigharer Reibung sowie Wérmeleitung und
einer homentropen Grundstrémung (Vs = 0) keine Entropieschwankungen
erzeugt werden.

+2u |Vo : Vo' + Vo : (VU) = Z(V-2)(V- v’)] + kAT (3.14)

Eine wichtige Erkenntnis ist allerdings, dass auch ohne Erzeugung nicht-
isentroper Fluktuationen, akustische Energie durch Umwandlung in wirbel-
behaftete Strukturen verloren gehen kann (Gl. 3.13).

3.2. Akustische Energiebilanz

Nach [Myers, 1991] beschreibt

e,
ot
die akustische Energiebilanz in Gegenwart einer inhomogenen Grund-

stromung mit der akustischen Energie e,, der Flussdichte W, und dem
Quellterm @, [Lieuwen, 2012]:

+V-W,=a, (3.15)

1]9/2 Ly 1= 1ﬁT5/2
i o o 4 , 3.16
e 2pc2+2p(v v') 4+ p'v vt . (3.16)
/
W,= @ +pv-v) ('v' + p_z‘;) + poT's, (3.17)
P

D, = po- (¥ x v')+pv - (QAx0)—5 (pv' + p'v)- VT +5pv-VT'. (3.18)
Anzumerken ist, dass, obwohl die Gleichungen nur Terme erster Ordnung

enthalten, die Energieerhaltung bis auf die zweite Ordnung genau ist [Myers,
1991].
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Uber die Energiebetrachtung zeigt sich anhand von Gl. 3.18, dass es ana-
log zu den GIln. 3.10-3.14 zur Kopplung von akustischen Schwankungen
sowie Wirbelstarke- und Entropiefluktuationen mit Gradienten des mittle-
ren Stromungsfeldes kommt, was Verluste und Quellen akustischer Energie
verursacht. Demnach konnen sich akustische Verluste auch unter isentropen
Bedingungen ergeben. Dies ist vor allem bei stark stratifizierten Stromungs-
feldern von Relevanz, wie bei der Untersuchung in Kap. 4.

3.3. Akustische Grenzschichtverluste

Grundsatzlich fithren viskose und thermische Transportphdnomene in
Grenzschichten zu Verlusten akustischer Energie. [Kirchhoff, 1868] stellte
die erste Theorie zur Berechnung der Dampfung der Wellenausbreitung in
einem kreisformigen Rohr auf. Diese liefert den Kirchhoff-Helmholtz-Damp-
fungskoeffizienten (Anhang A):

1 w k—1
- 1 — . 3.1
AKH =55 Sh(vgg;r Pr ) (3.19)

thermisch

Die Scherzahl Sh und Prandtl-Zahl Pr sind dabei folgendermaflen definiert:
Sh = g\/%, Pr = % Der erste Term innerhalb der Klammer von GI. 3.19
beschreibt nicht-isentrope viskose Phanomene. Der zweite Term resultiert
aus nicht-isentropen thermischen Effekten. axy kann z.B. in Netzwerk-
modellen genutzt werden, um viskos und thermisch verursachte akustische
Verluste an Wénden von Rohrelementen (Gl. 2.64) zu beriicksichtigen. In
diesem Zusammenhang wird ax gy in Form einer Wellenzahlkorrektur ver-

wendet:
LW (1 —1) k—1
k ciu(H\/ESh(H\/ﬁ))' (3.20)

Demgegentiber sind Verluste durch viskose und thermische Trans-
portphanome auflerhalb der Grenzschichten im Fall ohne mittlere Stromung
nach [Peters et al., 1993] vernachldssigbar. In turbulenten Stromungen
konnen akustische Fluktuationen allerdings durch den Kaskadenprozess
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3.4 Akustische Verluste durch Wirbelbildung an Flachenspriingen

beeinflusst werden, der sich bei einer Ensemble-gemittelten Betrachtungs-
weise des Stromungsfeldes als turbulente “Scheinspannungen® respektive
Reynoldsspannungen manifestiert. Der dissipative Effekt der Turbulenz auf
die Akustik kann folglich ndherungsweise in den LNSE (Gln. 2.15-2.17)
durch eine zur dynamischen Viskositat additiven Wirbelviskositat beschrie-
ben werden. Dieser Ansatz ist analog zum Konzept der Reynolds Averaged
Navier-Stokes (RANS) basierten Turbulenzmodellierung unter Verwendung
der Boussinesq’schen Wirbelviskositdtshypothese [Pope, 2000]. Die Wirbel-
viskositdt kann bei einem statistisch stationdren Grundstromungszustand
mittels einer CFD-Stromungssimulation unter Verwendung eines RANS Mo-
dells als feldabhingige Grofle bestimmt werden, siehe z.B. [Gikadi et al.,
2014].

3.4. Akustische Verluste durch Wirbelbildung an
Flachenspriingen

Abb. 3.1 zeigt schematisch das Verhalten einer Stromung durch eine Eng-
stelle. An der Querschnittserweiterung kommt es zur Stromungsablosung
und es entsteht eine Rezirkulationszone, die eine hohe Wirbelstarkeproduk-
tion aufweist. Dies fithrt zu einem irreversiblen Prozess, da die kinetische
Energie der Stromung iiber den Flachensprung durch die Wirbelbildung
nicht vollstandig erhalten bleibt.

Zur Quantifizierung dieser Verluste wird eine stationare 1D-Stromung kon-
stanter Dichte und geringer Mach-Zahl an der Engstelle betrachtet. Unter
diesen Annahmen kann die stationére, inkompressible Bernoulli Gleichung
von Gl. 2.2 abgeleitet werden. Eine Integration zwischen x = a und x = b
ergibt:

1 1
Pa+ 5PUa =Dy + 5 pup + Ap. (3.21)

Verluste der kinetischen Energie werden dabei durch den Druckverlustterm
Ap berticksichtigt, der den Anteil des Totaldrucks beschreibt, der durch
Wirbelbildung stromab (b) nicht zurtickgewonnen werden kann. Ap wird
wie folgt berechnet: Ap = %C pui. Der Wert des Verlustkoeffizienten ¢ be-
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Wirbelbildung b
I
[}
]
1
1
I
1

Abbildung 3.1.: Stromungsablosung an einem stationdr durchstromten
Flachensprung.

zieht sich auf die Referenzquerschnittsfliche und ist von der Geometrie
abhéangig.

Zerlegt man die Variablen der Geschwindigkeit und des Drucks in ein mitt-
leres Feld und ein Schwankungsfeld (Gl. 2.12 und Gl. 2.13) und verwendet
dies in Gl. 3.21, ergibt sich nach Subtrahieren der Erhaltungsgleichung der
Mittelwerte folgender Zusammenhang;:

_ 1 - 1_ L 1_
P+ pugul, + Epuf = p, + pupuy, + ipuf + (puyuy, + CEPU??- (3.22)
Falls ' << u kénnen Terme hoherer Ordnung in Gl. 3.22 vernachléssigt

werden:
P, + pugu, = py + puswy, + Cpupuy,. (3.23)

3.4.1. Akustisch induzierte Wirbelbildung im Fall ohne
Grundstromung

Akustische Pulsationen hoher Amplitude, die zu einer starken oszillieren-
den Bewegung des Fluids fithren, verursachen an Kanten undurchstromter
Flachenspriinge periodische Wirbelbildung infolge akustisch selbstinduzier-
ter Stromungsablosung. Die Wirbelablosung erfolgt, wie bei der stationdren
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3.4 Akustische Verluste durch Wirbelbildung an Flachenspriingen

Durchstromung des Flachensprungs, aufgrund des Tragheitsverhaltens des
pulsierenden Fluids. In GIl. 3.22 wird dieser Prozess durch die Terme hoherer
Ordnung der Form % pu/? beschrieben, die nichtlinear mit der Amplitude der
akustischen Pulsationen wachsen. Eine Vernachlassigung dieser Terme und
somit die Linearisierung der Gl. 3.22 ist folglich nur bei ausreichend grofien
mittleren Stromungsgeschwindigkeiten und kleinen akustischen Amplituden
erlaubt. Die oszillierende Bewegung des Fluids im Fall ohne Grundstromung
oder nur sehr kleiner mittlerer Geschwindigkeiten im Vergleich zu den akus-
tischen Geschwindigkeitsamplituden verursacht des Weiteren einen (nicht-
linearen) periodischen Richtungswechsel der Stréomung. Demzufolge stellt
die durch starke akustische Fluktuationen induzierte oszillierende Wirbel-
bildung an einem undurchstromten Flachensprung ein intrinsisch nichtli-
neares Phédnomen dar [Lieuwen, 2012]. Die beschriebenen Nichtlinearitaten
ergeben sich aus der Wechselwirkung zwischen des beziiglich der Pulsati-
onsamplitude linearen Drucks und des Impulsflusses, der sich bei v’ ~ O(u)
nichtlinear verhalt®.

Aus mathematischer Sicht ergibt sich bei der Beschreibung des akustischen
Geschwindigkeitsfelds durch ein Potential (Gl. 3.6) eine Singularitéit an ei-
ner scharfen Kante. Damit keine unphysikalischen Geschwindigkeitsspitzen
entstehen, ist die Erzeugung von wirbelbehafteten Fluktuationen erforder-
lich. Dies kann mathematisch durch die sog. instationdre Kutta-Bedingung
beschrieben werden [Munt, 1977]. Im Vergleich zur Strukturmechanik ent-
spricht dies einer plastischen Deformation an einer scharfen Kante durch
auftretende Spannungsspitzen.

Experimentelle Untersuchungen zur akustisch induzierten Stromungs-
ablosung an Kanten im Fall ohne Grundstromung zeigten, dass das dynami-
sche Verhalten der Wirbelbildung von der akustischen Anregungsamplitude
und -frequenz abhingt, s. [Peters et al., 1993]. Der relevante Ahnlichkeits-
parameter ist die akustische Strouhal-Zahl

D
Sr = w@f . (3.24)

8Zu unterscheiden sind davon gasdynamische Nichtlinearitéten, wie sie von [Chu und Kovasznay, 1958]
beschrieben werden.

31



Verluste akustischer Energie

[Disselhorst und van Wijngaarden, 1980] zeigten fiir den Fall ohne
Stromung, dass fiir groffe akustische Strouhal-Zahlen erzeugte Wirbel in
der Nahe der Kante bleiben, an der sie sich bildeten. Schlieren-Aufnahmen
veranschaulichen in Abb. 3.2 die oszillierende Wirbelbildung an einer Kante
bei einer Strouhal-Zahl von Sr = 8. Es zeigt sich, dass wiahrend der ersten
Halfte des akustischen Zyklus ein Wirbel gebildet wird, der an der Kante
verharrt bzw. nur geringfiigig in den Kanal propagiert. In der zweiten Half-
te des Zyklus dndert sich die Stromungsrichtung und der gebildete Wirbel
verliert an Intensitat (Wirbelstarke).

Im Gegensatz dazu wird bei niedrigen Strouhal-Zahlen in einer Halfte des
Zyklus eine “Diisenstromung” akustisch induziert, die erzeugte Wirbel kon-
vektiv abtransportiert, siche Abb. 3.3 (links). Dies ist vergleichbar mit der
in Abb. 3.1 dargestellten Wirbelbildung im Fall des stationér durchstrémten
Flachensprungs. In der zweiten Hélfte des Zyklus bildet sich dagegen eine
Vena contracta, wie in Abb. 3.3 (rechts) skizziert.

[Peters et al., 1993] postulierten eine Strouhal-Zahl abhédngige, empirisch
basierte Beschreibung der iiber einen akustischen Zyklus gemittelten Ver-
lustleistung P,p, die durch akustisch induzierte periodische Wirbelbildung
an einem offenen Rohrende hervorgerufen wird. P,p berechnet sich wie folgt:

(3.25)

_ 1, (D)Q. BSri/3 Sr> 1
2

PD:*_’U .
! P 2 %Tcd ,Sr < 1

Die Parameter $ und c; ergeben sich aus der Geometrie des Rohrendes. GI.
3.25 ist fur f = 0.2 und ¢4 = 13/9 [Peters und Hirschberg, 1993] in Abb.
3.4 graphisch dargestellt. Demzufolge treten grofie akustische Verluste bei
niedrigen akustischen Strouhal-Zahlen auf. Dagegen ist die Verlustleistung
fiir grofle akustische Strouhal-Zahlen gering.

Es kann somit schlussgefolgert werden, dass der nichtlineare Wirbelbil-
dungsprozess bei groflen Strouhal-Zahlen nur geringe akustische Verluste
verursacht. Physikalisch ist dies folgendermafien zu erklaren: In der ers-
ten Halfte des akustischen Zyklus geht akustische kinetische Energie durch
die Wirbelbildung verloren. In der zweiten Halfte 16st sich allerdings, wie
in Abb. 3.2 gezeigt, der erzeugte Wirbel wieder auf und die Energie des
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u = —usin(2xt/T)

Abbildung 3.2.: Akustisch induziertes Stromungsfeld in der Nahe einer
scharfen Kante fur Sr = 8 [Disselhorst und van Wijn-
gaarden, 1980].
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Abbildung 3.3.: Akustisch induzierte “Disenstréomung“ (links) und Vena
contracta (rechts).
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Abbildung 3.4.: [';Jber einen akustischen Zyklus gemittelte Verlustleistung
P.,p in Abhéngigkeit von Sr (Gl. 3.25).
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Wirbels wird nach [Peters und Hirschberg, 1993] zuriick in akustische ki-
netische Energie umgewandelt. Die zur Wirbelbildung aufgebrachte akusti-
sche kinetische Energie wird somit zuriickgewonnen. Gemittelt iiber einen
Zyklus bleibt demzufolge die akustische Energie grofitenteils erhalten. Dage-
gen werden bei kleinen Strouhal-Zahlen die in einer Halfte des akustischen
Zyklus erzeugten Wirbel durch die akustisch induzierte “Diisenstromung”
konvektiv abtransportiert und dissipieren in der Folge. In der zweiten Zy-
klushélfte kann somit die Energie der Wirbel nicht zurtickgewonnen werden,
was iiber den Zyklus gemittelt zu Verlusten der akustischen Energie fiihrt.
Des Weiteren ist die Wirbelbildung bei kleinen Strouhal-Zahlen grundsatz-
lich stiarker und demnach ebenfalls die Ubertragung akustischer Energie auf
Wirbelstrukturen.

3.4.2. Akustisch induzierte Wirbelbildung im Fall mit
Grundstromung

Die bisher beschriebene nichtlineare Wirbelbildung an undurchstromten
Fléachenspriingen erfolgt bei vorhandener Grundstromung durch einen li-
nearen Prozess. Zunichst entfallt fiir ' << u der nichtlineare periodische
Richtungswechsel der Stromung.

Bei der stationdren Durchstromung eines Flachensprungs kommt es, wie in
Abb. 3.1 dargestellt, zu starken Inhomogenitéaten der Grundstromung. Wenn
akustische Fluktuationen kleiner Amplitude (v’ << u) auf diese Stromungs-
inhomogenitaten bzw. Scherschichten treffen, kommt es durch Moden-
Kopplung (Gl. 3.13) zur Erzeugung von Wirbelstarke-Fluktuationen. Dies
erfolgt im Gegensatz zum Fall ohne Durchstromung durch einen linearen
Mechanismus. Charakteristisch hierfiir ist, dass die Grundstromung unbe-
einflusst bleibt. Durch die lineare Moden-Kopplung wird akustische Energie
auf fluktuierende Wirbelstrukturen iibertragen, die von der Grundstromung
abtransportiert werden. Dieser Verlustmechanismus wird durch die mittlere
Wirbelstirke ©Q bestimmt, wie die Verlustterme in Gl. 3.18 verdeutlichen.
In der linearisierten Bernoulli Gleichung (Gl. 3.23) werden diese Verluste
durch den linearen Druckverlustterm erfasst.
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Bei steigender Amplitude wechselwirken akustische Pulsationen allerdings
nicht mehr nur unter Erzeugung von Wirbelstarke-Fluktuationen mit den
Scherschichten, sondern konnen auch die Grundstromung beeinflussen. Ein
Beispiel hierfiir ist die Bildung koharenter Ringwirbel, die bei starken
akustischen Fluktuationen periodisch an der Kante eines durchstromten
Flachensprungs hervorgerufen werden. Durch diese nichtlineare Ringwir-
belbildung wird im Vergleich zur linearen Moden-Kopplung die Grund-
stromung makroskopisch beeinflusst, die somit ihren (statistisch) stati-
ondren Charakter verliert. Der Ubergang vom linearen zum nichtlinearen
Verhalten wurde von [Kiilsheimer und Biichner, 2002] anhand experimen-
teller Untersuchungen einer akustisch angeregten Drall-Flamme analysiert.
Abhéngig von der Anregungsfrequenz wurde bei verschiedener Pulsations-
amplitude das Auftreten periodischer (Ring)-Wirbelablosung beobachtet,
was als Ubergang von linearer zur nichtlinearen Wirbelbildung beschrieben
wurde.

Letztlich zeigt sich durch die Betrachtungen in Abschnitt 3.4, dass be-
sonders bei der Auswahl geeigneter Verfahren zur Berechnung akustischer
Verluste infolge instationdrer Wirbelbildung an Flachenspriingen darauf zu
achten ist, ob die zugrunde liegenden physikalischen Mechanismen linearer
oder nichtlinearer Natur sind, da dies grundsatzlich verschiedene Modellie-
rungsstrategien erfordert.

3.5. Konvektion und Abstrahlung akustischer Energie
iiber Systemgrenzen

3.5.1. Schallemission am offenen Ende

Die akustischen Eigenschaften am undurchstromten offenen Ende von

Rohren werden im Rahmen der linearen Akustik, d. h. v << ¢ und
D
Sr = “2 >> 1, nach Tab. 2.1 durch eine schallweiche Randbedingung

R = —1 bzw. Z = 0 beschrieben. Infolgedessen wird die gesamte akusti-

sche Energie einer einlaufenden Welle mit einer Phasenverschiebung von 7
an dem offenen Ende reflektiert und nichts wird an die Umgebung trans-
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3.5 Konvektion und Abstrahlung akustischer Energie tiber Systemgrenzen

mittiert. Diese approximierte Beschreibung einer offenen Systemgrenze ver-
nachlassigt allerdings eine mogliche Abstrahlung akustischer Energie.

Genauer werden die akustischen Eigenschaften eines offenen Rohrendes
des Durchmessers D (ohne flanschartigen Ubergang) durch die Impedanz-
randbedingung nach [Levine und Schwinger, 1948] beschrieben:

D2 3
ch = (ki) — 0.62 <k§> +O <k§> : (3.26)
Der Realteil der Impedanz (Gl. 3.26) erfasst die akustischen Verluste am
offenen Ende durch Abstrahlung akustischer Energie an die Umgebung. Der
Imaginarteil der Impedanz kennzeichnet Trégheitseffekte des pulsierenden
Fluids an der Rohroffnung, die iiber eine effektive Lange oder Endkorrektur
erfasst werden konnen. Dieser Effekt fithrt zur Phasenverschiebung zwischen
Druck- und Geschwindigkeitsfluktuationen.

Die Umrechnung der Impedanz (Gl. 3.26) in den Reflexionsfaktor ergibt:

D\? 0D D\?
z%:—(1—05<k2))eiw%>+0<k2>. (3.27)

Hieraus ist ersichtlich, dass mit steigender Helmholtz-Zahl (k:%) die Ampli-
tude des Reflexionsfaktors immer starker unter 1 sinkt. Dies kennzeichnet
Verluste infolge von Abstrahlung akustischer Energie mit zunehmender Fre-
quenz.

3.5.2. Konvektiver Verlust akustischer Energie

Im Folgenden wird ein offenes Ende eines akustischen Systems betrachtet,
aus dem Fluid ausstromt (z.B. eine Austrittsdiise oder der Turbineneintritt
nach einer Gasturbinenbrennkammer). Durch die mittlere Stromung wird
akustische Energie konvektiv abtransportiert. Die akustische Verlustleistung
P,p aufgrund der Konvektion akustischer Energie wird nach [Cargill, 1982]
wie folgt bestimmt:

_ w(D/2)2p.|?
Py = TD/V AL
pe

(1+M)* = |R[* (1 — M)*). (3.28)
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Verluste akustischer Energie

Das offene Ende hat hierbei den Austrittsdurchmessers D und wird akustisch
durch den Reflexionsfaktor R charakterisiert. [ |* beschreibt die zeitlich ge-
mittelte Intensitiat der Welle, die im Rohr in Stromungsrichtung propagiert
und das Rohrende erreicht.

Anhand von GIl. 3.28 wird gezeigt, dass akustische Energie infolge von
Konvektionseffekten auch an einem voll reflektierenden Rand (|R| = 1)
verloren gehen kann.
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4 Akustische Untersuchung von
Brennkammerkomponenten

Wie in der Einleitung beschrieben, bedarf es effizienter Berechnungsverfah-
ren, um die thermoakustische Stabilitdt von Brennkammern bereits frithzei-
tig im Rahmen industrieller Entwicklungsprozesse bewerten zu kénnen und
gegebenenfalls das Stabilitatsverhalten durch Verwendung passiver Damp-
fungskonzepte zu optimieren. Deshalb ist einesteils Ziel der Arbeit, Ver-
brennungsinstabilitdten in Ringbrennkammern beliebiger Geometrie unter
Verwendung experimenteller, numerischer und analytischer Methoden effi-
zient und quantitativ in einem grofien Betriebsbereich vorherzusagen. Die
Vorgehensweise zur Modellbildung wird im Folgenden beschrieben und wur-
de bereits in [Zahn et al., 2016], [Zahn et al., 2017] sowie u.a. in [Betz
et al., 2017] und [Stadlmair et al., 2017] validiert. Auf dieser Grundlage
wird in Kap. 5 - 7 der Einfluss verschiedener Resonatorkonfigurationen und
Brennstoffstufungs-Varianten auf das thermoakustische Stabilitatsverhalten
einer Labor-Ringbrennkammer analysiert, um daraus verallgemeinerte Stra-
tegien bzw. grundlegende Richtlinien bei der Anwendung passiver Damp-
fungskonzepte in Ringbrennkammern abzuleiten.
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4.1. Modellierungsverfahren zur linearen
thermoakustischen Stabilitdtsanalyse

4.1.1. Validierungs-Testfall

Zur Validierung des Modellierungskonzepts wird eine Labor-
Ringbrennkammer betrachtet, die u.a. eine Untersuchung verschiedener
Déampferkonfigurationen erméglicht, siehe [Betz et al., 2017]. Eine Quer-
schnittsdarstellung des prinzipiellen experimentellen Aufbaus ist in Abb.
4.1 gezeigt. Das Plenum und die Brennkammer bestehen aus zylindrisch-
ringféormigen Geometrien und ein Segment der Brennkammer ermoglicht
den Anschluss von Dampfern an verschiedenen Umfangspositionen. Am
Brennerflansch zwischen Plenum und Brennkammer sind zwolf Drallbrenner
iiber den Umfang angeordnet. Am Auslass der Ringbrennkammer befinden
sich zwolf Austrittsdiisen. Der Teststand erlaubt “perfekt* vorgemischte
Verbrennungsfithrung sowie “technisch® vorgemischte Verbrennung.

Slelolol
ee8e i—

o
o

[elolo]

v 88988 e

Abbildung 4.1.: Labor-Ringbrennkammer: Aufbau und Prinzip der Mo-
dellbildung.
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4.1.2. Konzeptionelles Vorgehen bei der Modellbildung

Auf Grundlage des Superpositionsprinzips der Netzwerkmodellierung
(Kap. 2.4) kénnen die Systemkomponenten der Labor-Ringbrennkammer
modular betrachtet und separat bei verschiedenen Betriebsbedingungen
akustisch charakterisiert werden. Im Kontext der thermoakustischen Sta-
bilitdtsanalyse wird die lineare Wellenausbreitung in den (beliebig dreidi-
mensionalen) ringformigen Geometrien der Brennkammer und des Plenums
numerisch berechnet. Hierzu wird ein Finite-Elemente (FE) Feldmethoden-
Verfahren genutzt. Wie in Abb. 4.1 skizziert, werden alle anderen Brenn-
kammerkomponenten nicht aufgelost, sondern lediglich durch akustische
Impedanzen und Transfermatrizen abhéngig von den Betriebsbedingungen
modelliert, die vorab unter Verwendung jeweils geeigneter experimentel-
ler, numerischer und analytischer Verfahren ermittelt wurden. Demnach
ergibt sich ein Modell der Ringbrennkammer, das Parameterstudien und
beispielsweise die Untersuchung verschiedener Dampferkonfigurationen effi-
zient ermoglicht.

Die akustischen Ubertragungseigenschaften der Drallbrenner kénnen
anhand einer Brennertransfermatrix (BTM) charakterisiert werden, s.
Kap. 4.2. Basierend darauf wird die akustische Kopplung der beiden
FEM-Rechengebiete im Modell der Ringbrennkammer in Streumatrix-
Darstellungsform (GIl. 2.62) beschrieben, s. Abb. 4.1. Dieses Kopplungs-
verfahren wurde ebenfalls z.B. von [Campa und Camporeale, 2010] und
[Schulze, 2016] genutzt, kombiniert mit einem Energiequellterm-Ansatz zur
Beriicksichtigung der Flammenriickkopplung. Bei der Modellierung des vor-
zugebenden volumetrischen Quellgebiets konnen allerdings Schwierigkeiten
auftreten, vgl. [Laera et al., 2017]. Deshalb wird die akustisch induzierte
Dynamik der Ringbrennkammer-Flammen mit in die akustische Kopplung
einbezogen, s. Abschnitt 4.6.

Durch Eigenfrequenz-Analysen wird in Kap. 5 und 7 das thermoakusti-
sche Stabilitatsverhalten der Labor-Ringbrennkammer basierend auf dem
zugrunde liegenden FEM-Modell ermittelt und der Einfluss verschiedener
Resonatorkonfigurationen und Brennstoffstufungs-Varianten auf die moda-
le Dynamik der ersten akustischen Umfangsmode in der Brennkammer be-
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stimmt. Zuvor werden in den folgenden Abschnitten die akustischen Eigen-
schaften der Drallbrenner, Dampfer, Austrittsdiisen sowie die Flammen-
dynamik mit jeweils geeigneten experimentellen, numerischen und analyti-
schen Methoden bei verschiedenen Betriebsbedingungen untersucht.

4.2. Drallbrenner

4.2.1. Aufbau der Drallbrenner

Zuerst werden die akustischen Eigenschaften der Drallbrenner unter iso-
thermen Bedingungen analysiert. Diese Untersuchung wurde bereits in
[Zahn et al., 2015] publiziert. Die Drallbrenner bestehen aus einem axia-
len Drallerzeuger, der auf einer zentralen Lanze montiert ist, wie in Abb.
4.2 dargestellt. Im Folgenden wird jedoch im Rahmen der numerischen Un-
tersuchung nur 1/8 der Drallbrennergeometrie betrachtet, damit die geome-
trische Periodizitat zur Verringerung des Rechenaufwands genutzt werden
kann.

Abbildung 4.2.: Geometrie des Drallbrenners.
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4.2 Drallbrenner

4.2.2. RANS/LNSE Methodik
4.2.2.1. Numerischer Ansatz

Ein numerisch effizienter und robuster hybrider Computational Fluid Dy-
namics/Computational Aeroacoustic (CFD/CAA)-Ansatz, den beispiels-
weise [Gikadi et al., 2013], [Gikadi et al., 2014] und [Schulze et al., 2013]
ausfiihrlich beschreiben, wird zur numerischen Untersuchung der akusti-
schen Drallbrenner-Eigenschaften verwendet. Bei diesem Verfahren wird
in einem ersten Schritt das statistisch-stationare Grundstromungsfeld mit-
tels des Finite-Volumen-Losers CFX [Ansys, 2014] unter Verwendung ei-
nes k-e Reynolds Averaged Navier-Stokes (RANS) Modells berechnet. Das
betrachtete Rechengebiet 2 mit den Systemgrenzen I' (siehe Abb. 4.3)
umfasst, wie zuvor erlautert, 1/8 der Drallbrennergeometrie und die an-
grenzenden Teile des Plenums und der Brennkammer. Das unstrukturierte
Netz fir die CFD-Simulationen hat ca. 7 Millionen Zellen mit Netzver-
feinerung in Gebieten auftretender Scherschichten der Drallstromung. In
einem zweiten Schritt werden die LNSE basierend auf dem resultierenden
statistisch-stationdren Grundstromungszustand anhand einer stabilisierten
Finite-Elemente-Methode (FEM) im Frequenzbereich gelost.

Wand

Einlass

Auslass

Periodische Randbedingung

Abbildung 4.3.: Rechengebiet und mittleres Geschwindigkeitsfeld.
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4.2.2.2. Schwache Form der LNSE und stabilisierte
Finite-Elemente Formulierung

In diesem Abschnitt wird eine Finite-Elemente Formulierung der LNSE im
Frequenzbereich beschrieben. Fiir eine ausfiihrliche Diskussion der Verwen-
dung der Finite-Elemente-Methode (FEM) im Rahmen der Fluiddynamik
wird an dieser Stelle jedoch auf [Donea und Huerta, 2003] verwiesen. Im Fol-
genden wird von (lokaler) Isentropie ausgegangen. Deshalb wird unter Ein-
bezug der linearisierten Druck-Dichte-Beziehung Gl. 2.22 nur die Massen-
erhaltung und Impulserhaltung der LNSE (GI. 2.33 und GI. 2.34) betrach-
tet, die wie folgt nach der Funktionalanalysis verkiirzt durch einen linearen
Differentialoperator £ ausgedriickt werden konnen:

Lo =0, (4.1)

Lo =0, (4.2)

worin ¢ den Vektor ¢ = (p, ®)T bezeichnet. Die zugehérige schwache Form
mit den Funktionsraumen &;, S und S, Sy, der Losungsfunktionen o, p
und Wichtungsfunktionen ws, w; lautet

(wﬁ, ﬁﬁ(b) =0 Vwﬁ c Swﬁ, (43)

(’IU@, E@(ﬁ) =0 VYw; € Swﬁ, (4.4)
mit dem inneren Lo-Produkt (-,-) = Jor d€2/dI.

Im Rahmen der Galerkin Finite-Elemente-Approximation wird ein Re-
chengebiet in Teilgebiete (€2¢), den sogenannten finiten Elementen, unter-
teilt bzw. diskretisiert. Diese Elemente haben die charakteristische Lange
h. Die Losungsfunktionen p" € S% und " € S (mit Sy C S;und S C Sp)
werden auf dem lokalen Trager, dem finiten Element, gewéhlt (indiziert
mit Superskript h) und durch die jeweiligen Knotenwerte sowie zugehori-
gen Formfunktionen ausgedriickt. In analoger Weise erfolgt dies fiir die
Wichtungsfunktionen. Die lokal definierten Formfunktionen werden in der
(klassischen) Standard-FEM durch stiickweise definierte Polynomfunktio-
nen beschrieben. Haufig werden gleiche Formfunktionen fiir die Wichtungs-
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4.2 Drallbrenner

und Losungsfunktionen verwendet, wobei dann von der Bubnov-Galerkin-
Methode gesprochen wird. Folglich erhalt man die diskrete Finite-Elemente-
Formulierung der LNSE im Frequenzbereich

|, Lol A+ [ m(Lwp) (L") A =R, (4.5)
Standard FEM GLS Term
leg € Sff,ﬁ,
|, Lod"wl d + [ m(Lowl)(Log") QT =Ry (4.6)
Standard FEM GLS Term
vwl € S} .

Da konvektive Operatoren in den Erhaltungsgleichungen im Rahmen der
Standard-FEM numerische Instabilitdten verursachen kénnen, wurden ba-
sierend auf dem Galerkin/least-squares (GLS)-Ansatz (siehe [Donea und
Huerta, 2003]) Stabilisierungsterme in den Gln. 4.5,4.6 ergénzt. Der Stabi-
lisierungsparameter 7, = 7, = max (O‘,Dt—f’;) ist hierbei der einzige empirisch
zu bestimmende Koeffizient. In der vorliegenden Untersuchung wird fiir cugqp

der von [Gikadi et al., 2014] angegebene Wert verwendet.

4.2.2.3. Konfiguration des CA A Modells

Zum Losen der LNSE im Frequenzbereich mittels der beschriebenen hy-
briden Methodik sind konsistente Randbedingungen vorzugeben. Am FEin-
und Auslass werden nicht-reflektierende Randbedingungen verwendet (Abb.
4.3). Gemafd Tab. 2.1 gilt fiir die spezifische Impedanz:

A

V-nrpc
Die Untersuchungen von [Gikadi et al., 2014] haben gezeigt, dass akusti-
sche Grenzschichten im Kontext des RANS/LNSE-Verfahrens meist ver-
nachlédssigbar sind. Es ist daher keine Netzverfeinerung in Wandnéhe er-

forderlich und somit verringert sich der numerische Rechenaufwand. Die
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Wandrandbedingungen (“slip wall“) werden demnach durch
v-nr=0 (4.8)

beschrieben. Alle anderen Systemgrenzen (s. Abb. 4.3) werden zur weiteren
Reduzierung des Rechenaufwands gegeniiber der voll aufgelosten Geometrie
als periodische Rénder betrachtet.

Die aeroakustischen Berechnungen werden auf einem aus ca. 200000 Tetra-
ederelementen bestehenden unstrukturierten Netz durchgefiihrt. Das Netz
ist wie bei den CFD-Simulationen in Bereichen starker mittlerer Stromungs-
gradienten verfeinert, d. h. in den Scherschichten der Drallstromung. Zur
Losung der diskreten Finite-Elemente-Formulierung der LNSE im Frequenz-
bereich (Gl. 4.5, Gl. 4.6) wird der direkte Loser MUMPS (Multifrontal Mas-
sively Parallel Sparse) der kommerziellen FEM Software [Comsol, 2014] un-
ter Verwendung linearer Formfunktionen genutzt.

4.2.3. Aufbau zur experimentellen Untersuchung

Zur experimentellen Untersuchung des akustischen Ubertragungsverhal-
tens der Drallbrenner unter isothermen Bedingungen wird ein atmosphéri-
scher Einzelbrennerprifstand verwendet, der u.a. von [Alemela, 2009] detail-
liert beschrieben wird. Der prinzipielle Aufbau des Teststands ist in Abb. 4.4
gezeigt. Am Brennerflansch zwischen dem zylindrischen Plenum (2240 mm)
und der quadratischen Brennkammer (150 x 150 mm) ist der zu untersu-
chende Drallbrenner angebracht. Das Plenum und die Brennkammer haben
axial verteilte Anschliisse fiir dynamische Drucksensoren. Am Brennkam-
meraustritt wird ein Lochblech genutzt, um im niederfrequenten Bereich
naherungsweise eine akustisch nicht-reflektierende Randbedingung zu er-
zeugen, vgl. [Stadlmair et al., 2015]. Der Hauptluftmassenstrom wird durch
einen elektrischen Lufterhitzer auf 573K vorgeheizt. Stromauf des Plenums
und stromab der Brennkammer befinden sich Sirenen.
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Dynamische Sirene

Drucksensoren
l£ Luft
"
=)

Brennstoff
Sirene / \
Lufterhitzer ﬁ Brenn?"ﬂansch

\--I--l----lj _‘\%|::[::_1:’1
-~ . -
Elils?&ll%gbm Plenum Brennkammer Lochblech

Abbildung 4.4.: Aufbau des Einzelbrennerpriifstands.

4.2.4. Bestimmung der akustischen Brenner-Transfermatrix
(BTM)

Das akustische Ubertragungsverhalten des untersuchten Drallbrenners
wird durch die Brenner-Transfermatrix (BTM) charakterisiert. Diese be-
schreibt aquivalent zu GIl. 2.55 die lineare Beziehung der Riemann-
Invarianten f und § stromauf am Drallbrenner-Eintritt (u) und stromab
am Austritt (d):

A\ (Tu Tw\(f
(ﬁ)d_(Tm T22) (g) (4.9)
BTM

Die Riemann-Invarianten sind hierbei auf den Querschnitt des Plenums bzw.
der Brennkammer bezogen. Anzumerken ist, dass die BTM alle durch den
Drallbrenner erzeugten akustischen Verlusten beinhaltet.

Um die vier unbekannten Matrixelemente in GIl. 4.9 experimentell und
numerisch zu bestimmen, sind nach [Munjal und Doige, 1990] zwei un-
abhangige akustische Anregungszustidnde erforderlich. Im Experiment wer-
den hierzu die Sirenen im Plenum und der Brennkammer verwendet (Abb.
4.4). Numerisch wird zur akustischen Anregung stromauf und stromab des
Drallbrenners eine raumlich begrenzte Volumenkraft definiert, die durch die

(glatte) Formfunktion
1 4o
0 = 5cos (27r (x ‘ >> (4.10)

€

beschrieben wird und ebene Wellen in Hauptstromungsrichtung (x) erzeugt.
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x, kennzeichnet den axialen Erregerort und € = 0.01 die raumliche Ausdeh-
nung des akustischen Quellgebiets.

Wie in Kap. 3.1 diskutiert, beschreiben die (isentropen) LNSE die Uber-
lagerung akustischer und wirbelbehafteter Moden, vgl. beispielsweise GI.
3.5. Deshalb wird ein Verfahren bendtigt, das aus den resultierenden CAA
Feldlosungen zur Bestimmung der Matrixelemente in Gl. 4.9 die akustischen
Riemann-Invarianten extrahiert. Es wird hierbei von ebener Wellenausbrei-
tung in axialer Richtung ausgegangen, da die “cut-off/cut-on* Frequenz
(siehe Kap. 2) mehrdimensionaler akustischer Moden fir den Einzelbren-
nerpriifstand 1661 Hz betragt, was auflerhalb des untersuchten Frequenz-
bereichs liegt. In analoger Vorgehensweise zur Multi-Mikrofon-Methode
(MMM) [Munjal und Doige, 1990] werden die CAA-Druckfelddaten strom-
auf (u) und stromab (d) des Drallbrenners an i axial gleichméafig verteilten
Positionen x(,/q); im Plenum und der Brennkammer ausgewertet. Anschlie-
Bend wird mittels der Methode der kleinsten Quadrate ein Optimierungspro-
blem gelost, das die bestmogliche Ubereinstimmung zwischen der analyti-
schen Losung der ebenen Wellenausbreitung in einem Rohr/Kanal mit mitt-
lerer (Block-) Stromung (sieche Gl. 2.46 und GI. 2.64) und den Druckdaten
(D(u/a);) bestimmt, woraus die komplex-wertigen Amplituden der Riemann-
Invarianten ermittelt werden (Gln. 2.44 und 2.45). Dementsprechend werden
£, § stromauf (u) und stromab (d) des Drallbrenners bei stromaufseitiger
(a) und stromabseitiger Anregung (b) anhand des beschriebenen Vorgehens
extrahiert. Basierend auf der Definition der Brenner-Transfermatrix (Gl
4.9) kann das Gleichungssystem

fige 000\ (Tn)\ (fs
0 0 fi gu| [T 9d
A R = [ 4.11
AR Y i
0 0 fb gt) \Tw b
aufgestellt werden, das schliellich zur Ermittlung der Matrixelemente gelost
wird.

Die Ermittelung der BTM aus experimentell gemessenen dynamischen

Druckdaten erfolgt in analoger Vorgehensweise zur beschriebenen nume-
rischen Bestimmung auf Grundlage der Multi-Mikrofon-Methode (MMM)
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[Munjal und Doige, 1990]. Die Reproduzierbarkeit der experimentellen Er-
gebnisse wurde durch [Alemela, 2009] und [Bade, 2014] nachgewiesen.

4.2.5. Validierung der numerisch berechneten BTM

Die numerisch und experimentell ermittelten Amplituden und Phasen der
komplexwertigen Elemente der BTM sind in Abb. 4.5 dargestellt. Sie be-
schreiben die akustischen Ubertragungseigenschaften des analysierten Drall-
brenners fiir einem mittleren Luftmassenstrom von 25¢ und unter isother-
men Bedingungen (573K). Das betrachtete Frequenzband entspricht dem
Frequenzbereich, in dem akustische Umfangsmoden (erster Ordnung) in der
untersuchten Ringbrennkammer (Abb. 4.1) auftreten, vgl. [Fanaca, 2010].
Die Amplituden aller BTM-Elemente steigen mit der Frequenz an. Die Pha-
sen der Matrixelemente T} und T5; weisen vergleichbare Verlaufe mit gerin-
ger Frequenzabhangigkeit auf. Im Gegensatz dazu vergrofiert sich die Phase
von 119 und Th mit zunehmender Frequenz.

In Abb. 4.5 wird gezeigt, dass das Ergebnis der numerischen Drallbrenner-
Charakterisierung in guter Ubereinstimmung mit den Messungen ist. Folg-
lich erfasst das (isentrope) RANS/LNSE- Verfahren alle auftretenden linea-
ren (v << v, s. Kap. 3.4) akustischen Verluste. Dies bezieht sich insbeson-
dere auf die durch lineare Modenkopplung erzeugten Verluste akustischer
Energie. Wie in Kap. 3 diskutiert, kommt es aufgrund der Wechselwirkung
akustischer Fluktuationen (kleiner Amplitude) mit Grundstrémungsinho-
mogenititen zur Ubertragung von akustischer Energie auf fluktuierende
Wirbelstrukturen in den Scherschichten der Drallstromung. Dies verursacht
auch unter lokal isentropen Bedingungen akustische Verluste, vgl. Kap. 3.2.
Da in der numerischen Untersuchung keine akustische Grenzschichtddmp-
fung berticksichtigt (Gl. 4.8) und ebenso nicht-isentrope Fluktuationen ver-
nachléssigt wurden, kann folgender Riickschluss gezogen werden: Die in den
Drallbrennern der Ringbrennkammer induzierten akustischen Verluste wer-
den entscheidend durch die lineare Kopplung akustischer Moden mit den
stratifizierten mittleren Drallstromungsfeldern unter Erzeugung von Wir-
belstarke-Fluktuationen verursacht.
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Dieser Verlustmechanismus wird durch die Quellterme von Gl. 3.13 cha-
rakterisiert. Die raumliche Verteilung und die relative Produktionsrate die-
ser Terme wurden im Rahmen der numerischen Untersuchung ausgewertet
und analysiert. Aufgrund der Betrachtung einer isothermen Drallstromung
kommt es zu keinen baroklinen Effekten. Es hat sich gezeigt, dass es vor al-
lem infolge der durch —v - VQ und Q- V¥ beschriebenen Wechselwirkungs-
prozesse zur Erzeugung fluktuierender Wirbelstiarke kommt. Beide Terme
sind abhéngig von der mittleren Wirbelstirke Q bzw. ihrer raumlichen Gra-
dienten, die insbesondere in den Scherschichten der Drallstromung auftre-
ten, wie schematisch in Abb. 3.1 dargestellt.

Exemplarisch ist die raumliche Verteilung des Quellterms €2 - Vv in Abb.
4.6 in einer vertikalen Schnittebene am Drallbrenneraustritt veranschau-
licht. Die resultierenden Quellbereiche der Wirbelstéarkefluktuationen befin-
den sich demnach in den Scherschichten der Drallstromung, die in Abb.
4.6 durch eng aneinanderliegende schwarze Konturlinien des mittleren Ge-
schwindigkeitsfeldes gekennzeichnet sind. Des Weiteren zeigt sich, dass die
(normierte) Produktionsrate stromab der Scherschichten abnimmt.

Die erzeugten Wirbelstiarkefluktuationen werden in Stromungsrichtung

1
;05
0

Abbildung 4.6.: Raumliche Verteilung und normierte Produktionsrate
des Quellterms € - V¥ in einer vertikalen Schnittebene
am Drallbrenneraustritt mit Konturlinien der mittleren
Stromungsgeschwindigkeit.
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transportiert. Dieser konvektive Prozess zeigt sich in den aus dem
RANS/LNSE-Verfahren resultierenden Feldern der Geschwindigkeitsfluk-
tuationen, dargestellt in Abb. 4.7. Wie bereits zuvor angemerkt, beschrei-
ben die (isentropen) LNSE eine Uberlagerung akustischer und wirbelbe-
hafteter Moden. Die CAA Feldlosungen der Geschwindigkeit bestehen des-
halb aus akustischen und wirbelbehafteten Geschwindigkeitsschwankungen,
die sich in ihrer Ausbreitungscharakteristik unterscheiden. Akustische Fluk-
tuationen propagieren mit der Schallgeschwindigkeit relativ zur mittleren
Stromungsgeschwindigkeit, vgl. z.B. Gl. 2.65. Dagegen weist der Trans-
port wirbelbehafteter Geschwindigkeitsschwankungen denselben konvekti-
ven Charakter auf wie der von Wirbelstarkefluktuationen, durch die sie lo-
kal induziert werden. Dies zeigt sich in Abb. 4.7 anhand der entlang der
Scherschichten der Drallstromung auftretenden kleinskaligen Strukturen.
Die konvektive Wellenlange der wirbelbehafteten Schwankungen, die sich
naherungsweise mittels der lokalen Mach-Zahl sowie der akustischen Wel-
lenlange A\, durch \,s = M - A\, bestimmen lasst, wird dementsprechend mit

-1 -0.5 0 0.5 1

Abbildung 4.7.: Normiertes CAA Geschwindigkeitsfeld (Realteil) bei
250H z (oben) und 600H z (unten) mit Konturlinien der
mittleren Stromungsgeschwindigkeit.
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4.3 Helmholtz-Resonator

hoheren Frequenzen kiirzer. Dieses Verhalten zeigt sich beim Vergleich der
sich fur 250H z in Abb. 4.7 (oben) und 600H z in Abb. 4.7 (unten) ergeben-
den Wirbelstrukturen.

In der Nédhe des Drallbrenneraustritts wird das CAA Geschwindigkeits-
feld betragsméaflig von den wirbelbehafteten Geschwindigkeitsfluktuationen
dominiert. Dies ermoglicht, die wirbelbehafteten Geschwindigkeitsschwan-
kungen zu visualisieren. Wirbelstirkefluktuationen kénnen hierbei als Wir-
belfdden betrachtet werden, die nach dem Gesetz von Biot-Savart [Durst,
2006] rotationsbehaftete Geschwindigkeitsfelder induzieren, wie in Abb. 4.8
durch Isoflichen dargestellt.

Abbildung 4.8.: Isoflichen des normierten CAA Geschwindigkeitsfeldes
bei 250H z.

Unter Verwendung des RANS/LNSE-Verfahrens kénnen somit die akus-
tischen Ubertragungseigenschaften der Drallbrenner quantitativ und ef-
fizient fiir verschiedene Betriebsbedingungen der Ringbrennkammer be-
rechnet werden. Hierauf basierend wird die akustische Kopplung der
FEM-Rechengebiete im Modell der Labor-Ringbrennkammer beschrieben
(Abb.4.1).

4.3. Helmholtz-Resonator

Wie bereits in der Einleitung beschrieben, werden akustische Dampfer, wie
z.B. Helmholtz-Resonatoren, zur Optimierung des thermoakustischen Sta-
bilitdtsverhaltens von Brennkammern eingesetzt. Aus der Vielzahl an vor-
handener Literatur iiber Helmholtz-Resonatoren (HR) werden im Folgen-
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Akustische Untersuchung von Brennkammerkomponenten

den zunéchst die fiir diese Arbeit besonders bedeutsamen Publikationen zur
akustischen Dampfer-Charakterisierung und Modellierung besprochen. Um
die grundlegenden Eigenschaften von Dampfern aufzuzeigen, wird in diesem
Abschnitt zuerst ein generischer Aufbau eines klassischen HR betrachtet.
Aufgrund der Modularitat des Designs konnen verschiedene Dampferkonfi-
gurationen experimentell untersucht und analysiert werden. Dies dient der
darauffolgenden Validierung eines nichtlinearen Resonatormodells.

4.3.1. Vorausgegangene Untersuchungen

[Helmholtz, 1860] leitete im ersten wissenschaftlichen Artikel tiber die nach
ihm benannten Resonatoren einen analytischen Ausdruck zur Beschreibung
der Resonatorimpedanzen und Resonanzfrequenzen her. Durch die Untersu-
chung verschieden aufgebauter Helmholtz-Resonatoren entwickelte [Ingard,
1953] Ansitze zur Korrektur der Halslinge, um auftretende Tragheitsef-
fekte am Resonatoraustritt zu berticksichtigen (siehe Kap. 2.4) und somit
die Resonanzfrequenz eines Dampfers exakter zu bestimmen. [Keller und
Zauner, 1995] konzipierten ein Modell zur analytischen Berechnung der Im-
pedanz eines HR, das nichtlineare Dampfungseffekte einbezieht. Zahlreiche
Publikationen beschéftigen sich mit der Verwendung von HR zur Dampfung
von akustischen Pulsationen in industriellen Gasturbinen. Einen Uberblick
hierzu gibt beispielsweise [Bellucci, 2009]. [Cosic et al., 2012] analysierten
und modellierten den Effekt von eindringendem Heif3gas auf die akustischen
Déampfereigenschaften. Um eine breitbandige Dampfung auch bei niedrigen
Frequenzen zu gewéhrleisten, untersuchten [Bothien et al., 2013] Resona-
torkonfigurationen, die sich aus mehreren Kavitdten zu “Multi-Volumen-*
Démpfern zusammensetzen.

Ein Helmholtz-Resonator besteht klassischerweise aus einer Kavitat V' so-
wie einem Hals mit der Linge L, und dem Querschnitt A,,, wie in Abb. 4.9
dargestellt. Resonatoren von Gasturbinen-Brennkammern werden tiblicher-
weise mit einem konstanten Luftmassenstrom durchspiilt, um das Resona-
torgehduse zu kithlen. Ein einfacher Ansatz zur Beschreibung des dynami-
schen Verhaltens eines HR in Analogie zu einem harmonischen Oszillator
wird im Folgenden betrachtet.
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Kavitat
Hals
o (e
LV Ln

Abbildung 4.9.: Skizze eines Helmholtz-Resonators.

4.3.2. Harmonische Oszillator Analogie

[Kinsler, 1982] formulierte eine Differentialgleichung, die die Dynamik ei-
nes akustisch angeregten Helmholtz-Resonators (HR) charakterisiert. Der
Ansatz stellt einen Vergleich zu einem harmonischen Oszillator in Form
eines Feder-Masse-Dampfer Systems her, wie in Abb. 4.10 skizziert. Die
Dynamik beschreibende Differentialgleichung eines ungespiilten HR wird in
Anhang B hergeleitet und lautet

. . A2 .
pLy,A,E+ D€+ ;3527”5 = Appre™’, (4.12)
-

mit £ = u. Der erste Term auf der linken Seite von Gl. 4.12, der das Mas-
senelement in Bezug auf das mechanische Analogon darstellt, beschreibt die
Tréagheit der pulsierenden Luftsaule im Resonatorhals. Der zweite Term, der

m

P,
R
i —

kv

F

NANNANANNN

Abbildung 4.10.: Veranschaulichung des dynamischen Verhaltens eines
HR in Analogie zu einem harmonischen Oszillator.
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das Dampferelement charakterisiert, kennzeichnet akustische Grenzschicht-
verluste an den Halswénden (Kap. 3.3). Das Federsteifigkeitselement ist
durch den dritten Term dargestellt und veranschaulicht die Kompressibi-
litdt der Luft im Resonatorvolumen. Durch die rechte Seite von GIl. 4.12
wird die akustische Anregung wiedergegeben. Zu beachten ist, dass diese
Modellgleichung nur bei akustischer Kompaktheit des Resonatorvolumens
anzuwenden ist, d. h. nach [Bellucci, 2009] fiir Ly < \,/16.

Wie von Feder-Masse-Dampfer-Oszillatoren bekannt, bestimmt sich die
Resonanzfrequenz des Systems frr aus dem Verhéltnis der Federsteifigkeit
und der Masse, woraus die Resonanzfrequenz eines HR abgeleitet werden

kann:
1 1 |ky c A,

Eine wesentliche Schwéche der Modellgleichung 4.12 ist, dass nur lineare
akustische Verluste in Form viskoser und thermischer Effekte berticksichtigt
werden. Verluste durch akustisch induzierte instationare Wirbelbildung an
den Flachenspriingen des Resonatorgehduses (Kap. 3.4) werden nicht er-
fasst. Diese sind jedoch fiir die moglichst exakte Beschreibung der Dynamik
und folglich der Resonator-Charakteristik von grundlegender Bedeutung.
[Keller und Zauner, 1995] sowie [Bellucci et al., 2004] entwickelten ein ana-
lytisches nichtlineares Modell, das Verluste durch Ubertragung akustischer
Energie auf fluktuierende Wirbelstrukturen in Form von Druckverlusten be-
schreibt. Auf Grundlage dieses Ansatzes kann Gl. 4.12 um einen zuséatzlichen
nichtlinearen Druckverlustterm ® erweitert werden

mé + @€ + kyé + @ = A,py. (4.14)

Der nichtlineare Druckverlustterm berechnet sich folgendermafien:

1
o = §C3Anu]u|, (4.15)

mit dem Verlustkoeffizienten (,, der i.d.R. experimentell ermittelt werden
muss und generell von der akustischen und mittleren Strouhal-Zahl abhéngt
[Bellucci, 2009]. Im Folgenden werden jedoch “quasi-stationdre* Bedingun-

gen angenommen. Demzufolge wird ¢, als konstant betrachtet (siehe dazu
Abschnitt 4.3.6.1).
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4.3 Helmholtz-Resonator

Analog zur Vorgehensweise in Kap. 2.1 kann Gl. 4.14 linearisiert werden:
me + @, + kv + @' = Ayp), (4.16)

mit |
P = §gaAn [(+ u)|u+u'| — ulul] . (4.17)

Eine Transformation von Gl. 4.16 in den Frequenzbereich (siche Kap. 2.1)
mit £ = G exp(iwt) ergibt

1 A
iwmt + ®,0 — —kyt + ® = A, py. (4.18)
W
Die zeitliche Ableitung von Gl. 4.17 lautet
0P’ ou’
— = GAp|lu+u|—. 4.1
=G (119

Durch Substitution von ' = @ exp(iwt) in Gl. 4.19 und einer Fourierreihen-
entwicklung folgt unter Vernachlassigung von Reihengliedern der Ordnung
grofer eins [Ingard und Ising, 1967]

A Uu A
b = (A9 (m') |a|a, (4.20)

mit der stickweise definierten Funktion

1\ 2
9o (‘ﬁ‘) = 72r arcsin (i) + 1_3<u) (2 + (gl)z> alls 7 < 1
u
% , falls ‘% > 1.
(4.21)

Gl. 4.21 ist durch das Verhéltnis der komplexen Amplitude der akustischen
Geschwindigkeitsfluktuationen 4 und der mittleren Stromungsgeschwindig-
keit @ bestimmt. Je nach Verhéltnis @ /|4 ist der Druckverlustterm ® somit
linear oder nichtlinear. Fiir den Fall, dass die Amplitude der akustischen Ge-
schwindigkeitsfluktuationen |4| kleiner als die mittlere Stromungsgeschwin-
digkeit u ist, zeigt der Druckverlustterm ® nach Gl 4.21 lineares Verhalten?:

® = (A, (4.22)

9Dieser Ausdruck ist von der Struktur analog zum linearen Druckverlustterm in Gl. 3.23.
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Akustische Untersuchung von Brennkammerkomponenten

Im Fall groer akustischer Geschwindigkeitsfluktuationen ||, verglichen zur
mittleren Stromungsgeschwindigkeit u, werden die akustischen Druckver-
luste dagegen durch folgenden nichtlinearen funktionalen Zusammenhang

beschrieben:
_ _ T (a/lane 1\ 2
garcsin (u) + v (;/‘UD (2 + (ﬁ) )] ala.  (4.23)

i @] z

A 2
O = CaAn*

™

Die graphische Darstellung der nichtlinearen Funktion gg <|Z|> ist in Abb.

4.11 gezeigt. Fir Funktionsargumente grofer “1¢ ergibt sich der Ubergang
zu einem linearen Funktionsverlauf (vgl. die gestrichelte Linie), wie es ent-
sprechend durch die stiickweise definierte Gl. 4.21 beschrieben wird.

0.5

ge (u/lf)

0 ",’/ 1 1 1
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2

u/lal

‘@\

Abbildung 4.11.: Graphische Darstellung von gg ( )

Unter Verwendung des funktionalen Zusammenhangs g konnen demzu-
folge die Verluste akustischer Energie im Fall mit und ohne Grundstromung
bei linearer und nichtlinearer, akustisch induzierter Wirbelbildung (Kap.
3.4) anhand von linearen und nichtlinearen Druckverlusttermen ® beriick-
sichtigt werden. Das Auftreten der Nichtlinearitdt hdngt von der Amplitude
der Geschwindigkeitsfluktuationen ab, wie entsprechend durch den quadra-
tischen Druckverlustterm in Gl. 3.22 beschrieben.

Unter Einbeziehen von GIl. 4.20 in GIl. 4.18 lédsst sich, wie im Anhang
B erlautert, die Impedanz eines HR bezogen auf die Resonatorhalsoffnung
herleiten.

=
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4.3 Helmholtz-Resonator

4.3.3. Modular aufgebauter Helmholtz-Resonator

Der Aufbau des nachfolgend untersuchten Helmholtz-Resonators ist in
Abb. 4.12 gezeigt. Er besitzt einen austauschbaren Resonatorhals (Abb.
4.12: 1) und ein anpassbares zylindrisches Resonatorvolumen (Abb. 4.12:
3). Der Durchmesser des Volumens kann durch das Einsetzen von Hiilsen
(Abb. 4.12: 4) variiert werden. Mittels Anzahl und Grofie der Hiilsen lésst
sich eine gewiinschte Hohe des Dampfervolumens konfigurieren. Der Deckel
des HR (Abb. 4.12: 2) wird durch Klemmkeile fixiert und unter Verwendung
eines O-Rings abgedichtet. Der Deckel enthélt des Weiteren Anschliisse zur
Zuftihrung von Spilluft (in Abb. 4.12 nicht sichtbar) sowie zur Montage
eines dynamischen Drucksensors und eines Thermoelements.

Abbildung 4.12.: Schnittdarstellung des modularen Resonatoraufbaus.

4.3.4. Experimentelle Dampferuntersuchungen

Um die akustischen Eigenschaften verschiedener Dampferkonfigurationen
zu analysieren, wird ein Impedanzprifstand verwendet. Der experimentelle
Aufbau sowie die Vorgehensweise zur Bestimmung der Resonatoreigenschaf-
ten bei Umgebungsbedingungen wird in diesem Abschnitt erldutert.
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Akustische Untersuchung von Brennkammerkomponenten

4.3.4.1. Aufbau

Ein Teststand, der von [Kathan, 2013] zur Untersuchung der Akustik in
Raketenbrennkammern entwickelt wurde, wird so umkonfiguriert, dass Re-
sonatorimpedanzen gemessen werden konnen. Abb. 4.13 zeigt einen Quer-
schnitt der Versuchsanlage in der urspriinglichen Konfiguration zur Analy-
se der akustischen Eigenschaften von Raketenbrennkammern unter Einsatz
von Absorbern. Die Hauptstromungsrichtung ist von unten nach oben. Der
Aufbau besteht aus einem zylindrischen Plenum, das durch einen Ring-
spalt vom Messabschnitt des Priifstands (292 mm) getrennt ist. Ein Loch-
blech wurde genutzt, um ein homogenes mittleres Stromungsfeld nach dem
Ringspalt zu erzeugen. Zur akustischen Anregung wird eine Sirene strom-
aufseitig verwendet. Der Teststand ist modular aufgebaut, bestehend aus
mehreren zylindrischen Rohrelementen, die axiale und iiber den Umfang

Modular aufbaubarer
Messabschnitt

Lochblech

Plenum

@ Fo 6 0 o, @ Sirene

Abbildung 4.13.: Querschnitt der Versuchsanlage [Kathan, 2013].
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4.3 Helmholtz-Resonator

verteilte Anschliisse fiir dynamische Drucksensoren haben, wie in Abb. 4.14
veranschaulicht. Am Ende des segmentierten Messabschnitts befindet sich
zur Fixierung der Module eine axial verankerte Platte, sieche Abb. 4.15.

Sensorstopfen
Dynamische
Drucksensoren o o
o 0
o 0 o

Adapter

Abbildung 4.14.: Messmodul [Kathan, 2013].

Abbildung 4.15.: Teststandkonfiguration mit koaxial angebrachtem
Déampfer.

Um die akustischen Absorptionseigenschaften von Dampfern mit diesem
Aufbau experimentell zu bestimmen, wird das Untersuchungsobjekt koaxi-
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al tiber ein Adapterstiick an die Endplatte des Teststands angebracht, wie
in Abb. 4.15 dargestellt. Damit Spiilluft und zugefiihrte Luft infolge der
Sirenenanregung aus dem Priifstand entweichen koénnen, wird der Messab-
schnitt auflerdem durch ein Rohrelement mit radialen Bohrungen erweitert.
Bei koaxialer Positionierung lassen sich die Resonatoreigenschaften in Form
des Reflexionsfaktors analysieren, wie im Folgenden gezeigt wird.

Dampfer von Gasturbinenbrennkammern sind haufig normal zur Brenn-
kammerwand angeordnet. Deshalb wird ein zweiter Priifstandsaufbau
benutzt, der durch ein Erweiterungsmodul eine radiale Positionierung
ermoglicht, s. Abb. 4.16. In dieser Konfiguration konnen die Resonatoreigen-
schaften durch eine Transfermatrix (Gl. 2.55) bestimmt werden. Wie zuvor
in Abschnitt 4.2 dargelegt wurde, sind hierzu zwei unabhéngige akustische
Anregungszustédnde erforderlich. Deshalb wird ein weiteres Modul verwen-

det, um die Sirene stromabseitig des Dampfers montieren zu kénnen, siehe
Abb. 4.16 (rechts).

Abbildung 4.16.: Teststandkonfiguration mit radial angebrachtem
Déampfer und stromabseitiger Sirenenanregung (rechts).
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4.3.4.2. Bestimmung der Resonatoreigenschaften

Zur akustischen Charakterisierung einer Resonatorkonfiguration bei Um-
gebungsbedingungen wird die mittels der Sirene erzeugte monofrequen-
te harmonische Anregung genutzt. Die Drucksensoren erfassen die akus-
tischen Drucksignale in einem Zeitfenstern von 1s. Bei jeder Anregungsfre-
quenz werden fiinf Sequenzen aufgezeichnet. Anschliefend wird fiir jeden
Frequenzschritt das arithmetische Mittel aus den Fourier-transformierten
Druckdaten (Amplitudenspektren) der Messsequenzen gebildet.

Die akustischen Resonatoreigenschaften werden bei koaxialer Dampfer-
Positionierung, wie bereits erwéahnt, in Form des Reflexionsfaktors (s. Kap.
2.3) bestimmt. Dazu wird von ebener Wellenausbreitung in axialer Rich-
tung ausgegangen, da der betrachtete Frequenzbereich unterhalb der “cut-
off /cut-on* Frequenz mehrdimensionaler akustischer Moden des Impedanz-
prifstands liegt, vgl. [Kathan, 2013]. Wie im Abschnitt 4.2 beschrieben, wer-
den unter Verwendung der Multi-Mikrofon-Methode (MMM) [Munjal und
Doige, 1990] basierend auf den dynamischen Druckmessungen die Riemann-
Invarianten ( f & §) im Impedanzpriifstandsquerschnitt ermittelt. Der Refle-
xionsfaktor des sich stromabseitig befindenden Dampfers lasst sich folglich
nach GIl. 2.49 bestimmen. Dieser bezieht sich auf die axiale Position der
Endplatte des Teststands (Abb. 4.15), an der das Untersuchungsobjekt an-
gebracht ist.

Bei radialer Dampfer-Positionierung werden die Resonatoreigenschaften
analog zur Drallbrenner-Untersuchung (Kap. 4.2) anhand des akustischen
Transferverhaltens in Form einer Streumatrix (Gl. 2.62) ermittelt.

4.3.5. Akustische Eigenschaften von Helmholtz-Resonatoren
verschiedener Geometrie

Der Einfluss der Geometrie des modular aufgebauten Helmholtz-
Resonators auf die akustischen Dampfereigenschaften wird im Folgenden
bei variierender Spiilluftmenge analysiert. Die Reproduzierbarkeit der Er-
gebnisse wurde an mehreren Messtagen bei leicht unterschiedlichen Um-
gebungsbedingungen verifiziert. Ungenauigkeiten kénnen sich durch sys-
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tematische Messabweichungen infolge von Unsicherheiten in den Sensor-
Kalibrierkoeffizienten [Kathan, 2013] und durch Beitrdge nicht herausge-
mittelter stochastischer Storungen ergeben.

4.3.5.1. Einfluss der Spiilluft und des Halsdurchmessers auf den
Reflexionsfaktor

Zuerst wird der Effekt variierender Spilluft-Massenstrome von 07,
0.65¢ und 1.3¢ (maximal erreichbar) auf den Reflexionsfaktor der HR-
Konfiguration mit den geometrischen Abmessungen L, = 80mm, D, =
20mm,V = 72.88cm? in Abb. 4.17 betrachtet. Hierbei ergeben sich Mach-
Zahlen von M, = 0, M, = 0.005 und M,, = 0.01 im Resonatorhals. Alle
Messungen werden bei Umgebungsbedingungen durchgefiihrt und bei einer
Anregungsamplitude von |p| /p = 0.8%, wobei [p| die maximal auftretende
dynamische Druckamplitude im Messabschnitt des Priifstands bezeichnet.

L1
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Abbildung 4.17.: Einfluss  der  Spiilluft-Massenstrome  auf  die
Reflexionsfaktor-Amplitude und Phase des HR mit
L, = 80mm, D,, = 20mm, V = 72.88cm?.
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4.3 Helmholtz-Resonator

Nahe der Resonanzfrequenz des Dampfers treten bei akustischer Anregung
hohe/resonante Fluktuationsamplituden im Resonatorhals auf. Diese ver-
ursachen tiberwiegend aufgrund instationarer Wirbelbildung an den Kan-
ten des Halses von der Pulsationsamplitude abhangige akustische Verluste
(Kap. 3.4), wie spater noch analysiert wird. Somit ist die Absorption einer
einlaufenden akustischen Welle in diesem Frequenzbereich am grofiten und
der betragsméfig kleinste Anteil wird reflektiert. Folglich hat die Amplitude
des Reflexionsfaktors an der Resonanzfrequenz charakteristischerweise ein
Minimum. Fir die in Abb. 4.17 untersuchte HR-Konfiguration liegt demzu-
folge die Resonanzfrequenz bei 340H z. Es ist auflerdem ersichtlich, dass bei
den betrachteten Massenstromen die Spiilluft nur einen geringen Einfluss
auf den Reflexionsfaktor hat.

In Abb. 4.18 wird der Einfluss derselben Spiilluft-Massenstrome auf
die akustischen Reflexionseigenschaften eines Dampfers gleichen Volumens
(V = 72.88c¢m?) und derselben Halslinge (L, = 80mm), jedoch mit einem
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Abbildung 4.18.: Einfluss der  Spiilluft-Massenstrome  auf  die
Reflexionsfaktor-Amplitude und Phase des HR mit
L, = 80mm, D,, = 14mm, V = 72.88cm?.

65



Akustische Untersuchung von Brennkammerkomponenten

kleineren Halsdurchmesser D,, = 14mm veranschaulicht. Hierbei ergeben
sich wegen des kleineren Halsquerschnitts groffere Mach-Zahlen von M,, = 0,
M, = 0.01 und M,, = 0.02 im Resonatorhals. Zunéchst ist zu erkennen, dass
die Verkleinerung des Halsdurchmessers eine Verschiebung der Resonanzfre-
quenz zu niedrigeren Frequenzen verursacht, vgl. Abb. 4.17. Dieses Verhal-
ten wird gleichermafien durch GIl. 4.13 beschrieben, wonach sich bei einer
Veranderung der Halsquerschnittsflache die Resonanzfrequenz eines Damp-
fers verschiebt. Es zeigt sich in Abb. 4.18 dartiberhinaus eine Vergréferung
der Reflexionsfaktor-Amplitude an der Resonanzfrequenz beim héchsten be-
trachteten Spiilluft-Massenstrom, was einer geringeren akustischen Absorp-
tion entspricht. Dagegen wird der Amplitudenverlauf des Reflexionsfaktors
breitbandiger. Dieses Verhalten wird im Folgenden noch diskutiert. Aufler-

dem fithrt der grofite Spiilluftmassenstrom zu einem glatteren Verlauf der
Phase.

Als néchstes werden bei konstantem Spiilluft-Massenstrom von 1.3 die
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Abbildung 4.19.: Effekt des Halsdurchmessers auf die Reflexionsfaktor-
Amplitude und Phase des HR mit L, = 80mm, V =
72.88¢cm?, 1.3% Spiilluft.
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Reflexionsfaktoren von drei HR-Konfigurationen des gleichen Volumens
(V = 72.88cm?), gleicher Halslinge (L, = 80mm) aber verschiedener Hals-
durchmesser (D,, = 20mm, D, = 17mm und D,, = 14mm) in Abb. 4.19
einander gegeniibergestellt. Zur besseren Vergleichbarkeit wird der darge-
stellte Frequenzbereich der Reflexionsfaktoren mit der jeweiligen Resonanz-
frequenz der dazugehorigen Dampferkonfiguration normiert. Es zeigt sich,
dass die Amplitude des Reflexionsfaktors bei einer Verkleinerung des Hals-
durchmessers von 20mm auf 17mm nur geringfiigig beeinflusst wird. Im Ge-
gensatz dazu erfolgt bei einem Halsdurchmesser von 14mm eine deutliche
Abnahme der Dampfungsleistung im gesamten betrachteten Frequenzbe-
reich. Eine Verringerung des Halsdurchmessers fiithrt aulerdem tendenziell
zu einem glatteren Verlauf der Phasen.

4.3.5.2. Bestimmung der Absorptionskoeffizienten, der
Impedanz und Admittanz

Basierend auf dem Reflexionsfaktor lasst sich der Absorptionskoeffizient
folgendermaflen berechnen [Dowling und Ffowcs Williams, 1983]:

AKo=1—|R]*. (4.24)

Diese Grofie beschreibt den Anteil des akustischen Flusses einer einlaufen-
den Welle, der durch einen Resonator bei der jeweiligen Frequenz absorbiert
wird. Auf Grundlage der in Abb. 4.19 gezeigten Reflexionsfaktoren werden
die zugehorigen Absorptionskoeffizienten nach Gl. 4.24 bestimmt und in
Abb. 4.20 dargestellt. Die zuvor beschriebenen Unterschiede in der Damp-
fungsleistung der verglichenen HR-Konfigurationen werden hierbei noch-
mals veranschaulicht.

Anzumerken ist, dass sich die Absorptionskoeffizienten in Abb. 4.20 wie
auch die Reflexionsfaktoren der betrachteten HR-Konfigurationen in Abb.
4.19 auf den Impedanzpriifstandsquerschnitt beziehen, zu deren Bestim-

mung die Riemann-Invarianten im Querschnitt der Messsegmente verwen-
det wurden (vgl. Abschnitt 4.3.4.2). Nach Gl. 2.54 sind Reflexionsfaktor
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Abbildung 4.20.: Einfluss des Halsdurchmessers auf den Absorptions-
koeffizienten (AKo) des HR mit L, = 80mm, V =
72.88¢cm?, 1.3% Spiilluft.

und (spezifische) Impedanz folgendermafien miteinander verkniipft:
Z_ﬁ/ﬁé_erQ_ 1+R

A

i f_g_l—R'

(4.25)

Infolge der Massenerhaltung (Gl 2.15) gilt am akustisch-kompakten
Fléachensprung zwischen dem Impedanzprifstandsquerschnitt A und dem
Resonatorhals Apg

TALHRAHR = UA. (426)

Somit kann die aus den experimentellen Daten bestimmte Impedanz z (Gl
4.25) folgendermafen skaliert werden:

Anr
ZHR — < 7 (427)
Demzufolge werden die akustischen Dampfereigenschaften in Bezug auf den
Austrittsquerschnitt des Resonatorhalses und nicht mehr auf den Quer-
schnitt des Messsegments beschrieben.

Dampfer in Gasturbinen-Brennkammern werden meist normal zu
den Brennkammerwanden, wie auch in der untersuchten Labor-
Ringbrennkammer (Abb. 4.1), platziert. Da der Durchmesser der verwen-
deten Resonatoren deutlich kleiner als der Umfang der Ringbrennkammer
ist, wird angenommen, dass diese an ihrer Umfangsposition auf die loka-
len Druckfluktuationen einer akustischen Mode reagieren. Im Modell der
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4.3 Helmholtz-Resonator

Labor-Ringbrennkammer (Abb. 4.1) werden die Ddmpfer deshalb als lokale
Randbedingung beriicksichtigt und durch ihre Impedanz im Austrittsquer-
schnitt nach GIl. 4.27 beschrieben. Dieser Modellierungsansatz wird in Kap.
4.3.7 noch validiert.

Die Inverse der (spezifischen) Impedanz

A

-1 U
p/pec

(4.28)

a =z

wird als (spezifische) Admittanz bezeichnet. Die resultierende Admittanz-
Amplitude und Phase der verschiedenen in Abb. 4.19 und Abb. 4.20 be-
trachteten HR-Konfigurationen werden nach Gl. 4.28 (beztiglich des Re-
sonatorhalsquerschnitts Aggr) bestimmt und in Abb. 4.21 dargestellt. Die
Admittanz kann alternativ zum Reflexionsfaktor oder Absorptionskoeffi-
zienten zur Beurteilung der Dadmpfungsleistung eines Resonators genutzt
werden. Sie beschreibt abhangig von der Frequenz die resultierenden akus-
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Abbildung 4.21.: Einfluss des Halsdurchmessers auf die Admittanz-
Amplitude und Phase des HR mit L,, = 80mm, V =
72.88cm?, 1.3¢ Spiilluft.
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tischen Geschwindigkeitsamplituden im Resonatorhalsquerschnitt in Bezug
auf eine duflere Druckanregung mit (ndherungsweise) konstanter Amplitude.
Demnach kommt es, wie zu erwarten und wie in Abb. 4.21 zu sehen ist, nahe
der Resonanzfrequenz zu hohen resonanten Geschwindigkeitsfluktuationen
und somit zu kleinen akustischen Strouhal-Zahlen Sr (Gl. 3.24). In der fol-
genden Abhandlung wird der Einfluss der Spiilluft zunéchst vernachléssigt.
Wie in Kap. 3.4 diskutiert, weist die akustisch induzierte instationdare Wir-
belbildung an den Kanten des Resonatorhalses bei kleiner Sr-Zahl quasi-
stationédres Verhalten auf. Dabei werden erzeugte Wirbel durch Konvektion
abtransportiert, die in der Folge dissipieren. Gemittelt iiber einen Pulsa-
tionszyklus fithrt dies zu Verlusten akustischer Energie, vgl. Gl. 3.25 und
Abb. 3.4. In Frequenzbereichen, in denen es zu keinen resonanten Geschwin-
digkeitsfluktuationen kommt, nimmt die Sr-Zahl dagegen grofie Werte an.
Nach GI. 3.25 ergeben sich hierfiir nur geringe akustische Verluste, da die in
einer Halfte des akustischen Zyklus zur Wirbelbildung aufgebrachte akusti-
sche Energie in der zweiten Zyklushélfte zuriickgewonnen wird [Peters und
Hirschberg, 1993].

In Abb. 4.21 ist zu sehen, dass die (beziiglich gleicher Druckanre-
gung) resultierenden akustischen Geschwindigkeitsamplituden der HR-
Konfiguration mit dem kleinsten Resonatorhals im gesamten betrachteten
Frequenzbereich am geringsten sind und demzufolge ebenso die akustischen
Verluste. Da der Umfang der Resonator-Austrittsoffnung, an der es zur
akustisch induzierten instationaren Wirbelbildung kommt, fiir diese Kon-
figuration ebenfalls am kleinsten ist, ergibt sich somit vergleichsweise die
schlechteste Absorptionsleistung, vgl. Abb. 4.20.

Fir grole Spiilluft-Massenstrome konnen sich die akustischen Verluste
bei nicht-resonanten Frequenzen vergroflern, wie in Abb. 4.18 gezeigt. Die
Spilluft fiihrt hierbei analog zum Verhalten bei kleinen akustischen Sr-
Zahlen zum Abtransport der erzeugten Wirbel, die in der Folge dissipieren.
Gemittelt tiber einen Pulsationszyklus verursacht dies wiederum Verluste
akustischer Energie. In Abb. 4.18 konnte ebenfalls beobachtet werden, dass
sich das Absorptionsverhalten an der Resonanzfrequenz bei grolen Spilluft-
Massenstromen verschlechtert. Dieses Verhalten resultiert vermutlich dar-
aus, dass die Spiilluft einesteils den Abtransport der an der Resonator-
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4.3 Helmholtz-Resonator

Austrittsoffnung gebildeten Wirbel (die ohnehin akustisch selbstinduziert
konvektiert werden) noch zusétzlich verstérkt. Allerdings verhindert die
Spulluft bei ausreichend hohen Massenstromen (u' << u) die Wirbelbil-
dung an der zweiten Halskante. Gemittelt iiber einen Zyklus verringern
sich somit die akustischen Verluste.

Letztlich ist anzumerken, dass die Konduktanz (Realteil der Admittanz)
aquivalent zum Realteil der Impedanz (s. Kap. 3.5.1) die auftretenden akus-
tischen Verluste charakterisiert. Der Imaginérteil beschreibt dagegen ent-
sprechend zum Imaginarteil der Impedanz Phasenverschiebungen zwischen
Druck- und Geschwindigkeitsfluktuationen.

4.3.5.3. Einfluss der akustischen Anregungsamplitude auf den
Reflexionsfaktor

Der Effekt verschiedener akustischer Anregungsamplituden (p/p =
0.8% ... 7.1%) auf den Reflexionsfaktor der HR-Konfiguration mit den geo-
metrischen Abmessungen L, = 80mm, D, = 20mm,V = 72.88cm? wird
in Abb. 4.22 veranschaulicht, wobei keine Spiilluft genutzt wird. Letzte-
re Anregungsamplituden treten jedoch nur bei sehr starken Grenzzyklus-
schwingungen auf. Es zeigt sich, dass die Amplitude des Reflexionsfaktors
bis p/p = 5.1% eine nur geringe Abhéngigkeit von der relativen Anre-
gungsamplitude aufweist. Fiir die Phase des Reflexionsfaktors ergibt sich
jedoch bereits ab p/p = 5.1% ein glatterer Verlauf. Bei groferer akustischer
Anregung resultiert eine breitbandigere Dampfercharakteristik, allerdings
mit schlechterer Absorption an der Resonanzfrequenz, vergleichbar zum be-
schriebenen Verhalten bei groflen Spiilluft-Massenstromen in Abb. 4.18. Ei-
ne hohere Anregungsamplitude fithrt auch in nicht-resonanten Frequenzbe-
reichen zu einer stirkeren instationaren Wirbelbildung sowie zu einem ge-
steigerten, akustisch selbstinduzierten Abtransport der erzeugten Wirbel.
Dies verursacht abhéngig von der Anregungsamplitude eine Erhéhung der
akustischen Verluste und folglich ein breitbandigeres Absorptionsverhalten.
Bei sehr starker akustischer Anregung ist des Weiteren eine Verschiebung
der Resonanzfrequenz zu beobachten. Eine Ursache hierfiir konnte darin lie-
gen, dass die Bildung der Vena contracta (s. Abb. 3.3) an den Halsenden
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1, =
0.8 ]
__ 06 ——p/p=0.8%
& 4l — p/5=2.3% |
ol ——p/p=5.1% |
0. ——p/p=T1%
0 | | | | | | | | T T T
240 260 280 300 320 340 360 380 400 420 440
f
I I I
2 E |
£ oL s
N
iz [ |
| | | | | | | | |

| |
240 260 280 300 320 340 360 380 400 420 44
f

Abbildung 4.22.: Einfluss der akustischen Anregungsamplitude auf
den Reflexionsfaktor des HR mit L, = 80mm,
D,, = 20mm, V = 72.88cm?, 0¢ Spiilluft.

beim periodischen Richtungswechsel der Stromung eine effektive Verengung
des Halsquerschnitts mit steigender Anregungsamplitude verursacht. Dies
bewirkt eine Verkleinerung der Resonanzfrequenz, wie bereits im Zusam-
menhang von Abb. 4.18 beschrieben.

4.3.6. Modellierung der Dampfer-Charakteristik
4.3.6.1. Nichtlineare Netzwerkmodellierung

Im Folgenden wird ein Modellierungsansatz zur Berechnung von akus-
tischen Dampfereigenschaften, basierend auf der in Kap. 2.4 vorgestell-
ten Netzwerkmethodik, erlautert. Dieser ist ebenfalls bei akustisch nicht-
kompakten Resonatoren anwendbar, wohingegen Modellgleichung 4.18 nur
fir HR mit akustisch-kompaktem Resonatorvolumen Giiltigkeit hat. Die
beschriebene Netzwerkmodellierung kann jedoch neben Verlusten in Form
viskoser und thermischer Effekte nur lineare Druckverluste durch die 77
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4.3 Helmholtz-Resonator

Transfermatrix-Komponente eines akustisch-kompakten verlustbehafteten
Flachensprungs (Gl. 2.66) erfassen. In Kap. 3.4 wurde beschrieben, dass
die akustisch induzierte instationare Wirbelbildung an Flachenspriingen bei
grolen Amplituden der Geschwindigkeitsfluktuationen |4| und im Verhéltnis
dazu kleinen mittleren Stromungsgeschwindigkeiten u (u/|4| < 1) nichtli-
neares Verhalten aufzeigt. Dies kann nach [Keller und Zauner, 1995] durch

den anhand von gg <|Z|> definierten nichtlinearen Druckverlustterm & (Gl

4.20) beschrieben werden. Um nichtlineare Druckverluste an Querschnitts-
spriingen im verwendeten linearen Netzwerkmodell zu erfassen, wird die 77

U

Komponente in Gl. 2.66 um den funktionalen Zusammenhang gg (|u|> (GL

4.21) folgendermaflen erweitert:

A w A i w
Tio: My(1—=") — M, —i—l, M, (1 — =52 — g(u/t)=C — i—loyy.
12 ( Ad) C—ilesr = ( Ad) Q(U/U)EC i—less
(4.29)

Im Vergleich zu Gl. 2.66 konnen damit zusétzlich Verluste durch Uber-
tragung akustischer Energie auf wirbelbehaftete Strukturen im Fall oh-
ne Grundstromung und/oder starker (resonanter) akustischer Geschwin-
digkeitsfluktuationen korrekt im Modell mittels nichtlinearer Druckverluste
abgebildet werden. Fiir w/|a| > 1, d. h. verhiltnismaBig kleine Geschwin-
digkeitsfluktuationen im Vergleich zur mittleren Stromungsgeschwindigkeit,
zeigt Gl. 4.29 wiederum lineares Verhalten und entspricht somit der ur-
spriinglichen 775 Komponente in Gl. 2.66.

Wie zuvor bereits besprochen, treten bei akustischer Anregung nahe der
Resonanzfrequenz eines Dampfers hohe/resonante Pulsationsamplituden
auf. Durch die Verwendung nur kleiner (oder keiner) Sptlluft-Massenstrome
im Experiment werden deshalb die akustischen Verluste iiberwiegend durch
nichtlineare Druckverluste bestimmt. Geschwindigkeitsfluktuationen hoher
Amplitude ergeben kleine akustische Strouhal-Zahlen, siehe Gl. 3.24. Hierfiir
zeigt die akustisch induzierte Wirbelbildung an Flachenspriingen, wie in
Kap. 3.4 beschrieben, quasi-stationares Verhalten auf. Unter Annahme die-
ser Bedingungen kann der Druckverlustbeiwert ¢ in Gl. 4.29 nach [Idelchik,
1996] durch Gl. 2.67 nédherungsweise bestimmt werden. Der Fokus liegt vor
allem darauf, die Ddmpfereigenschaften moglichst exakt im Frequenzbereich
um die Resonanzfrequenz mittels der beschriebenen, um nichtlineare Druck-
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verluste erweiterten Netzwerkmethodik zu modellieren. Deshalb werden in
Frequenzbereichen, die durch grofie Strouhal-Zahlen charakterisiert sind,
vereinfacht ebenso quasi-stationdre Bedingungen angenommen und somit
der gleiche Druckverlustbeiwert ( verwendet. Anzumerken ist allerdings,
dass fiir u/|a| > 1 ohnehin quasi-stationire Bedingungen gegeben sind, d.h.
im Falle von kleinen akustischen Amplituden und vorhandener Spiilluft.

Um schliellich die akustischen Eigenschaften des experimentell untersuch-
ten HR-Designs durch die in Abschnitt 2.4 erlauterte Netzwerkmethodik zu
modellieren, wird das akustische System in folgende Netzwerkkomponenten
unterteilt, wie in Abb. 4.23 in Form eines Blockdiagramms dargestellt. Ein
verlustfreies Rohrelement konstanten Querschnitts (Gl. 2.64) beschreibt das
akustische Ubertragungsverhalten des Resonatorvolumens. Der Deckel des
Resonatorvolumens wird durch ein Randelement abgebildet, das als vollre-
flektierend angenommen wird, d. h. R = 1. Durch GIl. 2.66 beschriebene
Flachensprungelemente, die zuséatzlich nichtlineare Druckverluste abbilden
konnen (Gl. 4.29), représentieren die akustisch-kompakte Querschnittsver-
engung vom Resonatorvolumen zum Hals sowie die Querschnittserweite-
rung an der Resonatoréffnung. Der Abschétzung der Langenkorrekturen in
Gl. 2.66 liegen Gl. 2.68 und Gl. 2.69 zugrunde. Der Resonatorhals wird
ebenfalls anhand eines Rohrelements konstanten Querschnitts beschrieben.
Auftretende akustische Grenzschichtverluste (vgl. Kap. 3.3) im Hals werden
hierbei in Gl. 2.64 mittels einer Wellenzahlkorrektur nach Gl. 3.20 beriick-
sichtigt. Ein Lautsprecher-Element wird zur Anregung mit vorgegebener
akustischer Geschwindigkeitsamplitude genutzt, die in Abhéngigkeit von
1p| /p gewéahlt wird. Die Spiilluft kann je nach untersuchtem Massenstrom
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Abbildung 4.23.: Netzwerkkomponenten.
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durch eine von der jeweiligen Netzwerkkomponente abhéngigen mittleren
Stromungsgeschwindigkeit bzw. Mach-Zahl modelliert werden.

4.3.6.2. Validierung des HR-Netzwerkmodells

Um die akustischen Dampfereigenschaften unter Verwendung des konfi-
gurierten nichtlinearen Netzwerkmodells des HR zu berechnen, wird ein
Matlab-basierter Code verwendet. Zur Validierung und noétigen Kalibrie-
rung der berechneten Ergebnisse mit experimentellen Ergebnissen werden
die Reflexionsfaktoren bezogen auf den Impedanzpriifstandsquerschnitt an
der axialen Position der HR-Hals6ffnung ermittelt. Der Vergleich in Abb.
4.24 des experimentell bestimmten und mit der Netzmethodik berechne-
ten Reflexionsfaktors der HR-Konfiguration mit den geometrischen Abmes-
sungen L, = 80mm, D, = 20mm,V = 72.88cm? zeigt fiir geringe An-
regungsamplituden (|p| /p = 0.8%) sowie im Fall ohne Spiilluft eine gute
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Abbildung 4.24.: Gemessener (—) und berechneter (—) Reflexionsfak-
tor des HR mit L, = 80mm, D, = 20mm, V =
72.88¢m?, fir |p| /p = 0.8% und 0 Spiilluft.
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Ubereinstimmung. Folglich kann der um nichtlineare Druckverluste erwei-
terte Netzwerk-basierte Ansatz die akustisch nichtlinearen Resonatoreigen-
schaften modellieren und ermoglicht somit die Vorhersage der Dampfer-
Charakteristik bei variierenden Geometrie- oder Betriebsparametern, wie
z.B. veranderter Temperatur der Spiilluft.

Der Effekt der Spiilluft auf die akustischen Eigenschaften der HR-
Konfiguration mit L,, = 80mm, D,, = 20mm,V = 72.88c¢m? ist fir 1.34 in
Abb. 4.25 veranschaulicht. Wie sich bereits in den experimentellen Unter-
suchungen zeigte, ist der Einfluss des betrachteten Spiilluft-Massenstroms
auf den Reflexionsfaktor sehr gering, vgl. Abb. 4.17.

Um den Anteil linearer akustischer Verluste in der akustischen Grenz-
schicht im Resonatorhals an der Gesamtdampfungsleistung eines unge-
splulten Resonators zu beurteilen, werden die nichtlinearen Druckverluste im
Modellansatz (Gl. 4.29) abgeschaltet. Somit entspricht das Netzwerkmodell
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Abbildung 4.25.: Anteil linearer akustischer Verluste (Lin.) auf berech-
neten Reflexionsfaktor des HR mit L, = 80mm,
D,, = 20mm, V = 72.88¢cm? fiir 04, sowie Effekt der
Spiilluft (1.3%).
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dem in Kap. 2.4 beschriebenen linearen Ansatz, bei dem es ohne Spiulluft
zu keinen Druckverlusten durch instationdre Wirbelbildung kommt. Der
hierfir resultierende Reflexionsfaktor derselben HR-Konfiguration (L, =
80mm, D,, = 20mm,V = 72.88em?) ist in Abb. 4.25 dargestellt. Es zeigt
sich, dass der Beitrag linearer akustischer Verluste zur Gesamtabsorption
des Dampfers marginal ist.

Als Néchstes wird anhand des HR-Netzwerkmodells der Einfluss verschie-
dener Anregungsamplituden auf die Dampfercharakteristik der ungespiilten
HR-Konfiguration L, = 80mm, D, = 20mm,V = 72.88cm? untersucht.
Dazu werden zur Anregung mittels des Lautsprecher-Elements drei Ampli-
tudenniveaus der vorzugebenden Geschwindigkeitsfluktuationen betrachtet.
Das kleinste Anregungsniveau wird hierbei als “A1“ bezeichnet. “A2“ und
“A3" beschreiben jeweils eine schrittweise Erhohung der Anregungsampli-
tuden. Die sich ergebenden Reflexionsfaktoren sind abhéngig von der An-
regungsamplitude in Abb. 4.26 aufgezeigt. Im Vergleich zum Experiment
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Abbildung 4.26.: Einfluss der akustischen Anregungsamplitude auf be-
rechneten Reflexionsfaktor des HR mit L, = 80mm,
D,, = 20mm, V = 72.88cm?, 0¢ Spiilluft.
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(Abb. 4.22) resultiert ein &hnlicher Trend. Mit steigendem Anregungsni-
veau ergibt sich ein breitbandigeres Dampfungsverhalten, allerdings vermin-
dert sich die Absorptionsleistung an der Resonanzfrequenz. Die Phase zeigt
mit zunehmender Anregungsamplitude einen glatteren Verlauf. Die expe-
rimentell beobachtete Verschiebung der Resonanzfrequenz bei sehr starker
akustischer Anregung wird jedoch nicht erfasst, da der mogliche Effekt der
effektiven Querschnittsverengung des Resonatorhalses (s. Abschnitt 4.3.5.3)
in der Modellierung nicht beriicksichtigt wird.

Schliefllich werden die Reflexionsfaktoren von drei HR-Konfigurationen
des gleichen Volumens (V = 72.88cm?), gleicher Halslinge (L, = 80mm)
aber verschiedener Halsdurchmesser (D,, = 20mm, D, = 17mm und D,, =
14mm) bei konstantem Spiilluftmassenstrom von 1.3% unter Verwendung
der Netzwerkmodellierung bestimmt und in Abb. 4.27 einander gegeniiber-
gestellt. In analoger Vorgehensweise zur entsprechenden experimentellen
Untersuchung in Abb. 4.19 wird zur besseren Vergleichbarkeit der darge-
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Abbildung 4.27.: Einfluss des Halsdurchmessers auf die berechnete
Reflexionsfaktor-Amplitude und Phase des HR mit
L, = 80mm, V = 72.88cm*, 1.3¢ Spiilluft.
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stellte Frequenzbereich mit der jeweiligen Resonanzfrequenz der dazugehori-
gen Déampferkonfiguration normiert. Der Vergleich der Reflexionsfaktor-
Amplituden in Abb. 4.27 (oben) zeigt den gleichen Trend wie experimen-
tell beobachtet. Demnach hat eine Verkleinerung des Halsdurchmessers von
20mm auf 17mm nur einen geringfiigigen Einfluss auf den Verlauf der Am-
plitude. Dagegen erfolgt bei einem Halsdurchmesser von 14mm eine deut-
liche Abnahme der Dampfungsleistung. Geméf§ der experimentellen Ergeb-
nisse fithrt eine Verringerung des Halsdurchmessers tendenziell zu einem

glatteren Verlauf der Phase, vgl. Abb. 4.19 und Abb. 4.27 (unten).

4.3.7. Radiale Dampferpositionierung

Resonatoren in Gasturbinen-Brennkammern werden meist normal zu
den Brennkammerwéanden platziert, wie auch in der untersuchten Labor-
Ringbrennkammer (Abb. 4.1). Da der Durchmesser der verwendeten Re-
sonatoren deutlich kleiner als der Umfang der Ringbrennkammer ist, wird
angenommen, dass diese an ihrer Umfangsposition auf die lokalen Druck-
fluktuationen einer akustischen Mode reagieren. Wie bereits erlautert, wer-
den die Dampfer im Modell der Labor-Ringbrennkammer (Abb. 4.1) des-
halb als lokale Randbedingung berticksichtigt und durch ihre Impedanz im
Austrittsquerschnitt (Gl. 4.27) beschrieben.

Zur Validierung dieses Modellierungsansatzes wird zunéchst die Streuma-
trix (Gl. 2.62) eines radial positionierten Dampfers ermittelt, wie in Ab-
schnitt 4.3.4 beschrieben. Die resultierenden Matrixelemente sind in Abb.
4.28 im Frequenzbereich 400 — 600H z gezeigt. Wie im Zusammenhang von
Gl. 2.61 erldautert, beschreiben die Matrixelemente r, bzw. t, welcher An-
teil einer stromaufseitig einlaufenden Welle f, mit welchem Phasenverzug
reflektiert bzw. nach stromab transmittiert wird. Analoges gilt fiir r4 bzw.
tq in Bezug auf eine stromabseitig einlaufende Welle g4. In Abb. 4.28 zeigt
sich, dass die Amplituden der Transmissionsfaktoren |t, /4| ein Minimum
bei 490H z aufweisen. An der Resonanzfrequenz von Dampfern sind die Ab-
sorptionseigenschaften am grofiten und folglich ist die Transmission am ge-
ringsten. Deshalb entspricht 490H z der Resonanzfrequenz des betrachteten
Déampfers in radialer Einbaulage.
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Amplitude und Phase der aus CAA Simulationen (—)
und Experimenten (—) resultierenden Streumatrix-

Elemente.

Im Weiteren wird analog zur numerischen Ermittlung der BTM in Kap. 4.2
die Streumatrix durch entsprechende CAA Simulationen bestimmt. Hierzu
wird das in Abb. 4.29 dargestellte Rechengebiet betrachtet. Dieses umfasst
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4.3 Helmholtz-Resonator

Nicht-reflektierend
Déampfer-Impedanz

Nicht-reflektierend

Abbildung 4.29.: Rechengebiet.

einen Teil des Messsegments des Impedanzpriifstandes. Der Dampfer wird
im Simulationsmodell als lokale Randbedingung beriicksichtigt und durch
seine Impedanz im Austrittsquerschnitt (Abb. 4.30) beschrieben. Diese wur-
de durch Messung bei koaxialer Positionierung des Déampfers (Abb. 4.15)
nach Gl. 4.27 ermittelt.

0.6

0.4 i

9LOO 420 440 460 480 500 520 540 560 580 600
f

| |
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f

Abbildung 4.30.: Amplitude und Phase der “Dampfer-spezifischen“ Im-
pedanz.
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Am Ein- und Auslass werden nicht-reflektierende Randbedingungen

A

v - nppc
verwendet und akustische Grenzschichten werden vernachlassigt. Demzu-
folge ist keine Gitterverfeinerung in Wandnéahe erforderlich. Fiir die Wand-

randbedingungen (“slip wall“) gilt wiederum:
v - nr = 0. (431)

Die aeroakustischen Berechnungen werden auf einem aus ca. 40000 Tetra-
ederelementen bestehendem unstrukturierten Netz durchgefiihrt. Zur nu-
merischen Bestimmung der Streumatrix werden die isentropen LEE im
Frequenzbereich mit der in Kap. 4.2 beschriebenen stabilisierten Finite-
Elemente-Methode (FEM) gelost. Hierzu wird der direkte Solver MUMPS
(Multifrontal Massively Parallel Sparse) der kommerziellen FEM Software
[Comsol, 2014] unter Verwendung linearer Formfunktionen genutzt.

Abb. 4.28 zeigt eine schr gute Ubereinstimmung zwischen Berechnung
und Experiment. Demnach koénnen auf Grundlage des aufgezeigten Ansat-
zes Dampfer von Brennkammern korrekt beschrieben werden. Anzumer-
ken ist, dass bei den Streumatrix-Messungen (Abb. 4.28) eine Mach-Zahl
von M = 0.002 im Teststand betrachtet wurde, was den untersuchten
Stromungszustianden in der Labor-Ringbrennkammer entspricht. Im Fal-
le hoherer Mach-Zahlen (M > 0.02) in Brennkammern konnte es jedoch
erforderlich sein, eine Verschiebung der Resonanzfrequenz des radial plat-
zierten Dampfers zu berticksichtigen, wie von [Bothien und Wassmer, 2015]
beschrieben.

4.4. Modellierung thermischer Effekte in akustischen
Resonatoren

4.4.1. Dampfer-Design und Netzwerkmodellierung

Im Folgenden werden die akustischen Eigenschaften eines weiteren Damp-
fers bei vorgeheizter Spilluft und unter Einfluss von eindringendem Heif3-
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gas in die Resonatorkavitat untersucht. Der Aufbau des Dampfers ist in
Abb. 4.31 dargestellt. Im Vergleich zu einem Viertelwellen-Resonator (engl.
Quarter Wave Tube), der nur aus einem rohrférmigen Volumen besteht (oh-
ne Resonatorhals), werden bei dem betrachteten Dampfer-Design zusatzlich
Lochbleche verschiedener Porositit an der Offnung der Kavitit verwendet.
Uber ein kleines ringformiges Plenum (s. Abb. 4.31), das durch vier ra-
diale Bohrungen mit dem Dampfervolumen verbunden ist, wird Spiilluft
zugefithrt. Das Lochblech wirkt wie ein kurzer Resonatorhals. Ein wesentli-
cher Unterschied zum HR besteht jedoch darin, dass die rohrférmige Kavitat
des Resonators nicht akustisch kompakt ist. Somit hat Gl. 4.12 zur Cha-
rakterisierung der Démpfer-Dynamik und folglich Gl. 4.13 zur Bestimmung
der Resonanzfrequenz keine Giltigkeit mehr. Ein vom Aufbau vergleichba-
rer akustischer Dampfer wurde von [Scarpato et al., 2012] untersucht.

L[ AT TV

Abbildung 4.31.: Schnittdarstellung des Resonatoraufbaus.

Zur Modellierung der Démpfer-Charakteristik des akustisch nicht-
kompakten Resonators wird wieder die zuvor beschriebene nichtlineare
Netzwerkmethodik (Kap. 4.3.6.1) genutzt. Die Netzwerkkomponenten sind
in Abb. 4.32 dargestellt. Ein Rohrelement konstanten Querschnitts model-
liert die Kavitit des Dampfers. Dabei auftretende akustische Grenzschicht-
verluste (vgl. Kap. 3.3) werden in Gl. 2.64 wieder mittels einer Wellenzahl-
korrektur nach GIl. 3.20 beriicksichtigt. Der Deckel des rohrférmigen Reso-
natorvolumens wird unter Annahme voll-reflektierender Bedingungen durch
ein Randelement mit den Eigenschaften R = 1 modelliert. Das ringféormige
Plenum wird durch ein verlustfreies Rohrelement mit konstantem effektiven
Querschnitt und voll-reflektierenden Réndern beschrieben, ebenso wie die

33



Akustische Untersuchung von Brennkammerkomponenten

- > .. > -
= = =
[<b} <) Q
= = =
= g <
[ T)S [}
e} = = el
g S g =
\8
@ g
5 NERAL &
Ebo g
= o0
o = =
— =
= g —
s IIET =
= @ g
/U

- o > = > ~

= o 4

5 g 5 2 g =

E S O o < 8

< O g » - =

< = @ = = 2 o,

= L S = O + 1)

= = = o n e

=l 2E ] 22l E -

Mo vy B oy

" oo Z e —

Abbildung 4.32.: Netzwerkkomponenten.

vier Bohrungen zur Zufithrung der Spiilluft. Gabelungselemente (s. Gl. 2.70)
werden zur Verkniipfung des Plenums sowie der Kavitit des Dampfers mit
den radialen Bohrungen im Netzwerkmodell genutzt. Das Lochblech wird als
eine akustisch-kompakte Querschnittsverengung an der Offnung der Kavitét
betrachtet, die abhangig von der Porositat durch die effektiv offene Flache
des Lochblechs bestimmt ist. Im Netzwerkmodell werden die Querschnitts-
verengung als auch die Querschnittserweiterung an der Resonatoroffnung
durch Flachensprungelemente (Gl. 2.66) beschrieben, die zusétzlich nicht-
lineare Druckverluste abbilden kénnen (Gl. 4.29). Der Abschitzung der
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4.4 Modellierung thermischer Effekte in akustischen Resonatoren

Langenkorrekturen in Gl. 2.66 liegt wieder Gl. 2.68 und GI. 2.69 zugrunde.
Wie bei der Modellierung des HR,, wird ein Lautsprecher-Element zur Anre-
gung bei vorgegebener akustischer Geschwindigkeitsamplitude genutzt. Die
Spilluft kann je nach untersuchtem Massenstrom durch eine von der jeweili-
gen Netzwerkkomponente abhangigen mittleren Stromungsgeschwindigkeit
bzw. Mach-Zahl modelliert werden.

4.4.2. Validierung berechneter Reflexionsfaktoren

Der experimentell bestimmte (Exp.) und durch die Netzwerkmethodik
(NW) berechnete Reflexionsfaktor einer Dampfer-Konfiguration (Abb. 4.31)
mit 128mm Kavitatslange (inkl. Lochblech-Dicke) und 12% Lochblech-
Porositat ist in Abb. 4.33 fiir Umgebungsbedingungen (295K) anhand
der blau gekennzeichneten Charakteristiken gezeigt sowie in Abb. 4.34
analog fur 18% Porositdt. Beim Einsatz von Dampfern in Gasturbinen-

1
0.8
0.6
0.4

——128mm, 295K, Exp.
— 128mm, 295K, NW
— 128mm, 480K, NW
— 160mm, 480K, NW

Rl

| | | |
%00 400 500 600 700 800 900

f

e:/ OW B

—9l .

| | | |
300 400 500 600 700 800 900
f

Abbildung 4.33.: Gemessene (Exp.) und berechnete (NW) Reflexionsfak-
toren fir 128mm sowie 160mm Déampferlinge und 12%
Loch-Porositat bei 295K & 480K Spullufttemperatur.
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Abbildung 4.34.: Gemessene (Exp.) und berechnete (NW) Reflexionsfak-
toren fir 128mm sowie 170mm Déampferlange und 18%
Loch-Porositat bei 295K & 480K Sptllufttemperatur.

Brennkammern wird versucht, die zur Kiihlung des Resonators verwendete
Spiilluft auf ein Minimum zu reduzieren. Es werden deshalb im Vergleich zu
den HR-Untersuchungen deutlich kleinere Spiilluft-Massenstréome von 0.1 -
0.329 betrachtet. Es zeigte sich jedoch wie bereits bei der Analyse der HR
mit deutlich grofleren Massenstromen, dass die Spilluft nur einen sehr ge-
ringen Finfluss auf den Reflexionfaktor hat. Deshalb werden in Abb. 4.33
und Abb. 4.34 nur die Ergebnisse fiir einen Spiilluft-Massenstrom darge-
stellt. Beim Vergleich der Reflexionsfaktoren der beiden untersuchten Re-
sonatorkonfigurationen mit verschiedener Lochblech-Porositat ergibt sich
tendenziell eine verminderte Dampfungsleistung an der Resonanzfrequenz
bei Verringerung der Porositat, aber ein verbessertes Breitbandverhalten.
Die Phase zeigt einen glatteren Verlauf bei kleiner Lochblech-Porositét.

Wie zuvor konstatiert, liegt der Fokus darauf, die Dampfer-Charakteristik
moglichst exakt im Frequenzbereich um die Resonanzfrequenz mittels der
beschriebenen nichtlinearen Netzwerkmethodik zu modellieren. Der Ver-
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4.4 Modellierung thermischer Effekte in akustischen Resonatoren

gleich der fiir Umgebungstemperatur gemessenen und modellierten Reflexi-
onsfaktoren in Abb. 4.33 veranschaulicht, dass die akustischen Eigenschaf-
ten der Resonatoren nahe der Resonanzfrequenz exakt durch die Netzwerk-
modellierung charakterisiert werden kénnen. Der Verlauf der berechneten
Reflexionsfaktoren zeigt jedoch ein etwas breitbandigeres Verhalten auf. Die
Ursache hierfiir konnte in der vereinfachten Modellierung der Lochbleche
liegen oder sich durch die Annahme eines konstanten Druckverlustbeiwerts
fiir alle akustischen Strouhal-Zahlen in Gl. 4.29 ergeben, wie in Kap. 4.3.6.1
diskutiert.

Zur Kiithlung von Dampfern in Gasturbinen-Brennkammern wird kompri-
mierte Luft aus dem Verdichter als Spilluft genutzt. Diese hat meist eine
Temperatur von 300 — 400°C'. Aus diesem Grund werden die Resonatoren
in der Labor-Ringbrennkammer (Abb. 4.1) ebenfalls mit vorgeheizter Luft
gespiilt. Da die Dampfer experimentell jedoch bei Umgebungsbedingungen
untersucht wurden, bedarf es einer Skalierung der akustischen Resonatorei-
genschaften auf vorgeheizte Bedingungen. Hierzu wird das bei Umgebungs-
temperaturen (295K) fiir die Dampfer mit 128mm Kavititslange und ver-
schiedener Lochblech-Porositaten validierte Netzwerkmodell angewendet.
Des Weiteren wird die Netzwerkmethodik zur Auslegung genutzt, um die
Lange der jeweiligen Dampfer-Konfiguration dahingehend anzupassen, dass
die Resonanzfrequenz der Frequenz entspricht, an der die grofitmogliche Ab-
sorptionsleistung erzielt werden soll. Das beschriebene Vorgehen ist in Abb.
4.33 veranschaulicht. Zunachst wird das Netzwerkmodell mittels der expe-
rimentellen Ergebnisse fiir Umgebungsbedingungen validiert bzw. ggf. kali-
briert, wie bereits zuvor diskutiert. Anschliefend werden bei gleichbleiben-
der Dampfergeometrie die Resonatoreigenschaften auf vorgeheizte Bedin-
gungen skaliert. Hieraus resultiert der rot gekennzeichnete Reflexionsfaktor
in Abb. 4.33 und Abb. 4.34. Beim Einsatz der untersuchten Dampferkonfigu-
rationen in der Labor-Ringbrennkammer soll eine akustische Umfangsmode
bei 570H z bestmoglich gedampft werden. Um die grofite Absorptionsleis-
tung zu erreichen, bedarf es einer Anpassung der Lange der Resonator-
kavitaten, damit sich das Minimum des Reflexionsfaktors zur Zielfrequenz
(570H z) verschiebt, wie in Abb. 4.33 und Abb. 4.34 durch den schwarz ge-
kennzeichneten Reflexionsfaktor gezeigt. Dazu wurde der Dampfer mit 12%
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Lochblech-Porositat um 32mm und fir 18% Porositat um 42mm verlangert.

Um die Skalierung der akustischen Resonatoreigenschaften auf vorge-
heizte Bedingungen zu validieren, wird ein Dampfer mit 18% Lochblech-
Porositat und auf 265mm erweiterter Kavitatslange normal zur Labor-
Ringbrennkammerwand platziert, wie in Abb. 4.1 schematisch gezeigt.
Wahrend des Betriebs der Brennkammer zeichnet ein radial zur Dampferka-
vitat montierter Drucksensor den dynamischen Druck im Resonatorvolumen
auf. Des Weiteren wird durch ein traversierbares Thermoelement die Tem-
peratur im Resonator ermittelt. Anzumerken ist, dass es dabei zu keinem
Heiflgaseintritt in die Resonatorkavitat kommt.

Das gemessene Druckspektrum ist in Abb. 4.35 dargestellt, wobei ein
Maximum bei etwa 365H z identifiziert werden kann. Da in der Labor-
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Abbildung 4.35.: Wahrend des Betriebs der Labor-Ringbrennkammer
gemessenes Druck-Spektrum im Resonator der Léange
265mm mit 18% Loch-Porositit [Betz, 2017].

Ringbrennkammer keine akustische Mode mit 365H z Eigenfrequenz vor-
handen ist, ergibt sich das Maximum im Spektrum durch resonante Fluk-
tuationen im Dampfer. Wie zuvor mehrfach diskutiert und in Abb. 4.21
veranschaulicht, ergeben sich die starksten akustischen Fluktuationen an
der Resonanzfrequenz des Dampfers.

Fiir die untersuchte Dampferkonfiguration mit verlangertem Resonatorvo-
lumen wird nachfolgend unter Verwendung der gemessenen Kavitéatstempe-
ratur der Reflexionsfaktor mittels der Netzwerkmethodik berechnet. Dieser
ist in Abb. 4.36 gezeigt, mit dem die Resonanzfrequenz kennzeichnenden
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Abbildung 4.36.: Mit gemessener Spiillufttemperatur berechneter Refle-
xionsfaktor fir 265mm Resonatorlinge und 18% Loch-
Porositat.

Amplituden-Minimum (Abb. 4.36, oben) ebenfalls bei ca. 365H z. Es kann
somit schlussgefolgert werden, dass die fiir Umgebungsbedingungen vali-
dierte Netzwerk-Methodik eine zuverlassige Skalierung der Resonatoreigen-
schaften auf vorgeheizte Bedingungen ermoglicht.

4.4.3. Thermisches Dampfermodell
4.4.3.1. Modellierung des Eindringens von Heif3gas in Dampfern

Bei thermoakustisch stabilen Betriebsbedingungen (s. Kap. 5) verhin-
dert die Spiilluft i.d.R. das Eindringen von Heifigas in die Dampfer. So-
mit ergibt sich ein anndhernd raumlich gleich verteiltes Temperaturfeld in
der Resonatorkavitat. Verbrennungsinstabilitaten verursachen dagegen ei-
ne deutlich stirkere Anregung des Démpfers. Infolgedessen erhohen sich
die akustischen Geschwindigkeitsschwankungen an der Offnung des Reso-
nators. Falls die Amplitude der Geschwindigkeitsfluktuationen die mittlere
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Stromungsgeschwindigkeit der Spiilluft tibersteigt, kommt es zum Eindrin-
gen von Heiflgas und zur Zunahme der Temperatur in der Nahe der Re-
sonator6ffnung. Daraus resultiert ein ungleichférmiges Temperaturfeld im
Resonatorvolumen. Die optimalen Absorptionseigenschaften von Dampfern
sind (meist) auf einen sehr schmalen Frequenzbereich um die Resonanzfre-
quenz beschréankt (Abb. 4.20). Die Resonanzfrequenz des Dampfers hangt
wiederum von der Temperatur bzw. Schallgeschwindigkeit in der Kavitat ab
(Gl. 4.13). Das Eindringen von Heifigas fithrt demnach zu einer Verschie-
bung der Resonanzfrequenz zu hoéheren Frequenzen. Infolge der Verstim-
mung des Dampfers kann sich somit die akustische Absorptionsleistung an
einer gegebenen Zielfrequenz erheblich verschlechtern.

Mit der verwendeten Netzwerkmethodik sind zwei Ansédtze moglich, um
das Eindringen von Heifigas zu modellieren. Es kann eine erhohte zeitlich-
und volumengemittelte Temperatur im Rohrelement, das die Resonatorka-
vitdt abbildet, berticksichtigt werden. Alternativ besteht die Moglichkeit,
das Rohrelement in mehrere Segmente zu unterteilen. Jedes Rohrsegment
erhalt eine zeitliche und in axialer Richtung abschnittsweise gemittelte
Temperatur. Dies approximiert den Temperaturgradienten im Resonator
in Abhéangigkeit der Diskretisierung, wie in Abb. 4.37 veranschaulicht.

Abbildung 4.37.: Modellierung des Temperaturgradienten im Resonator
durch diskrete Rohrelementsegmente mit zeitlich und
abschnittsweiser konstanter Temperatur.
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4.4.3.2. Gekoppeltes CFD-Netzwerkmodell-Verfahren zur
thermischen Dampfermodellierung

Wahrend des Betriebs der Ringbrennkammer sind gemessene Tempera-
turverteilungen in den Déampfern nur sehr eingeschrankt verfiighar. Um
Dampfungseigenschaften der Resonatoren im Falle des Eindringens von
Heiflgas beurteilen zu kénnen, wird das in Abb. 4.38 skizzierte gekoppel-
te URANS-Netzwerkmodell-Verfahren benutzt. Fir Druckfluktuationen in

[p'(w)] in RBK > Z(w, [u'(W)]) =
|t/ (w)| in Lochblech-Lochern
A

3D-URANS angeregt mit |u/(w)]

Y

zeitlich- & volumengemittelte
Dampfer-Temperatur T'(|u'(w)]|)

Bestimmung von Z(w, |u/(w)|)
mit Netzwerkmethodik,
abhéngig von T'(|u'(w)|)

A

Abbildung 4.38.: Verfahren zur thermischen Dampfermodellierung.

der Ringbrennkammer (RBK) mit gegebener Amplitude an der Offnung ei-
nes betrachteten Resonators kann anhand der Impedanz nach GIl. 4.27 die
Amplitude der Geschwindigkeitsschwankungen in den Loéchern des Loch-
blechs bestimmt werden'®. Auf Basis von URANS-Simulationen lisst sich in
Abhingigkeit der akustischen Geschwindigkeitsamplituden in den Offnun-
gen des Lochblechs die zugehorige Temperaturverteilung im Resonatorvo-
lumen ermitteln. Diese kann wiederum im Netzwerkmodell genutzt werden,
um den Einfluss des eindringenden Heiflgases auf die Resonator-Impedanz

10Zunichst wird eine homogene Temperaturverteilung im Resonator bei vorgeheizten Bedingungen ange-
nommen, d. h. kein Eindringen von Heif}gas.
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zu bestimmen. Anzumerken ist, dass zur Modellierung des Heiflgaseintritts
eine erhohte zeitlich- und volumengemittelte Temperatur im Resonatorvolu-
men berticksichtigt wird. Anhand der resultierenden verstimmten Dampfer-
Charakteristik lasst sich erneut die Amplitude der Geschwindigkeitsschwan-
kungen in den Lochern des perforierten Blechs ermitteln. Daraus kann noch-
malig, basierend auf den URANS-Ergebnissen, die zeitlich- und volumenge-
mittelte Temperatur im Dampfer als Eingangsgrofie fiir die Netzwerkmodel-
lierung bestimmt werden. Nach mehrfacher Iteration kann folglich die von
Heiflgaseintritt verursachte Verstimmung der Resonator-Impedanz quantifi-
ziert werden. Darauf basierend lassen sich die Dampfungseigenschaften von
Resonatoren in Abhéngigkeit der Druckpulsationen in der Brennkammer
beurteilen. Zu beachten ist die getroffene Annahme, dass die auftretenden
Druckfluktuationen lediglich Amplituden erreichen, bei denen es zwar zum
Heiflgaseintritt kommen kann, aber zu keinem Einfluss auf die Breitban-
digkeit des Verlaufs der Dampfer-Charakteristik, wie in Abb. 4.22 gezeigt.
Dies konnte beim Auftreten sehr grofler akustischer Druckamplituden je-
doch ebenfalls durch das beschriebene Verfahren berticksichtigt werden.

Um die Temperaturverteilung im Resonatorvolumen abhéngig von der
Amplitude der Geschwindigkeitsschwankungen in den Léchern des perfo-
rierten Blechs zu ermitteln, wird ein URANS-Ansatz verwendet. Das be-
trachtete Rechengebiet ist in Abb. 4.39 dargestellt. Es umfasst lediglich ein
45°- Segment der Dampferkonfiguration (hier mit 18% Lochblech-Porositat
dargestellt), da die geometrische Periodizitat zur Verringerung des Rechen-
aufwands genutzt wird. Die instationdren Simulationen werden unter Ver-
wendung eines SST-RANS Modells auf einem unstrukturierten Netz durch-
gefiihrt. Zur Beriicksichtigung auftretender Warmeleitung wird die Energie-
gleichung gelost. Warmestrahlung kann auf Grundlage des “ P —1* -Modells
(Gibbs-Modell) ermittelt werden, das im Finite-Volumen-Loser CEX [An-
sys, 2014] implementiert ist.

Die Lochoffnungen werden als “offener Rand“ definiert, d. h. es ist ein Ein-
und Ausstromen aus dem Resonator moglich. Aus der Brennkammer ein-
stromendes Fluid hat eine abgeschitzte Abgastemperatur von 1450K. Um
die gewiinschte Amplitude der akustischen Geschwindigkeitsschwankungen
in den Lochern des perforierten Blechs zu erhalten, wird eine monofrequente
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Nicht-reflektierend

Adiabate Wand

Symmetrie

“Offener Rand“: /

p=Ap sin(2r-w-t)

Abbildung 4.39.: Rechengebiet bestehend aus einem 45°- Dampferseg-
ment mit gekennzeichneten Randbedingungen.

harmonische Druckanregung
p=As sin(2m - w - t), (4.32)

der Amplitude Ay am “offenen Rand“ verwendet. Wie bereits angemerkt,
werden die in Kap. 4.4.2 analysierten Resonatoren eingesetzt, um eine
akustische Umfangsmode der Eigenfrequenz von ca. 570Hz bestmoglich
zu dampfen, s. Kap. 5. Deshalb wird die Frequenz der Druckanregung
dementsprechend gewéhlt. Vorgeheizte Spiulluft (480K) mit der mittleren
Stromungsgeschwindigkeit « tritt in das Rechengebiet ein (Abb. 4.39). Alle
anderen Systemgrenzen werden als adiabate Wéande modelliert.

Experimentell bestimmte Temperaturverteilungen im Resonatorvolumen,
die wahrend des Betriebs der untersuchten Ringbrennkammer gemessen
wurden, konnen zur Validierung der numerischen Ergebnisse genutzt wer-
den. Hierzu wird analog zum Experiment die Temperatur an mehreren axia-
len und radialen Positionen im Resonator-Rechengebiet, wie in Abb. 4.40
verdeutlicht, ausgewertet. Die Zahlenwerte kennzeichnen hierbei den axia-
len Abstand (in mm) des jeweiligen Temperatursensors zum Lochblech, das
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in rot dargestellt ist. Die Sensorpositionen wurden derart gewéhlt, dass die
Temperaturen direkt vor einzelnen Lochoffnungen sowie dazwischen gemes-
sen werden konnen. Da die zur experimentellen Temperaturmessung ein-
gesetzten Thermoelemente aufgrund ihrer Tragheit Temperaturmittelwerte
liefern, werden die berechneten Temperaturen zur Vergleichbarkeit an den
jeweiligen Sensorpositionen tiber mehrere akustische Zyklen gemittelt.
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g
g
RN
20

-10 ¢

-10 0 10
vy in mm

Abbildung 4.40.: Positionen (in mm) der Thermoelemente zur Tempera-
turmessung im Dampfer.

Als Validierungsfall wird ein Dampfer mit 18% Lochblech-Porositit be-
trachtet, der mit 0.11¢ sowie 0.32¢ Spiilluft durchstromt wird. Dessen Ka-
vitdtslange wurde auf 170mm angepasst, damit die Resonanzfrequenz (bei
Verwendung vorgeheizter Spiilluft und ohne Heif3gaseintritt) 570H z ent-
spricht. Diese Resonatorkonfiguration wird in Abb. 4.34 anhand des schwarz
gekennzeichneten Reflexionsfaktors akustisch charakterisiert. Im Experi-
ment wurden Sirenen zur Anregung des Systems verwendet, um akusti-
sche Druckamplituden von 800 — 1000Pa in der Brennkammer bei 570H z
zu erzeugen. Dies verursacht starke Geschwindigkeitsfluktuationen an der
Déampferoffnung, sodass es zum Eindringen von Heiflgas kommt. Zur akusti-
schen Anregung in den Simulationen mit gleicher Frequenz und Amplitude
wird Ay in Gl. 4.32 angepasst sowie w = 570H z gesetzt.

Die bei den beschriebenen Betriebsbedingungen experimentell und nume-
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Abbildung 4.41.: Gemessene () [Betz, 2017] und berechnete (——) Tem-
peraturverteilungen im angeregten (570Hz) Resona-
tor (170mm Lange und 18% Loch-Porositét) fiir 0.324
Spiilluft (oben) sowie 0.11¢ (unten).

risch ermittelten Temperaturverteilungen im Resonator sind in Abb. 4.41
fir die beiden untersuchten Spiilluft-Massenstrome dargestellt'!. In beiden
Féllen zeigt sich, dass der aus numerischen Temperaturfelddaten resultie-
rende Trend des (gemittelten) axialen Temperaturgradienten in guter Uber-
einstimmung mit der experimentell bestimmten Temperaturverteilung ist.
Jedoch ergeben sich Unterschiede nahe des Lochblechs. Eine mogliche Ur-
sache hierfir ist die Uberschitzung der Abgastemperatur des eindringen-
den Heiflgases in den Simulationen. Allerdings kénnen auch im Experiment
durch nicht-korrigierte Warmeleitungs- und Warmestrahlungseffekte syste-
matische Messabweichungen bei hohen Temperaturen (> 1000K) auftreten.
AuBlerdem weist das Temperaturfeld in der Nahe des Lochblechs starke ra-
diale Gradienten auf, wie beispielhaft in Abb. 4.42 fiir drei Phasenlagen
eines Schwingungszkylus veranschaulicht. Daraus ergeben sich durch nicht

HDa sich an den axialen Messpositionen 0.5mm und 5mm jeweils zwei Temperatursensoren befinden, sind
deshalb jeweilig zwei Werte angegeben.
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Abbildung 4.42.: Simulierte Temperaturfelder in der Nahe des Loch-
blechs, dargestellt fiir drei Phasenlagen eines Zyklus.

auszuschlieBende Abweichungen der Messpositionen in radialer Richtung
vermutlich die grofiten Unsicherheiten bei den Temperaturmessungen.

4.4.3.3. Verstimmung der Resonanzfrequenz durch
Heif3gaseintritt

Fiir den mit 0.32¢ gespiilten Dampfer werden bei gleichbleibender Anre-
gungsfrequenz weitere URANS-Simulationen mit unterschiedlicher Druck-
anregungsamplitude durchgefiithrt. Die daraus resultierenden instationdren
Temperaturfelddaten ermoéglichen die Bestimmung der zeitlich- und vo-
lumengemittelten Temperatur der Resonatorkavitdt in Abhéngigkeit der
Amplitude akustischer Geschwindigkeitsschwankungen in den Lochblech-
Lochern. Auf dieser Grundlage kann das Netzwerkmodell genutzt werden,
um die durch Heiflgaseintritt verursachten Effekte auf die Dampfereigen-
schaften zu bestimmen, wie in Abb. 4.43 veranschaulicht. Es zeigt sich,
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Abbildung 4.43.: Resonanzfrequenz-Verschiebung ( frr) des mit 0.32¢ ge-
spiilten Déampfers der Lénge 170mm bei Heiflgasein-
tritt in Abhédngigkeit der Geschwindigkeitsschwankun-
gen |u'pr| im Lochblech mit 18% Porositét.

dass es ab einer Amplitude der Geschwindigkeitsfluktuationen im Lochblech
von ca. 10" zum Eindringen von Heifigas kommt, was zu einer Erhohung
der Resonanzfrequenz fiihrt. Damit verschiebt sich das Minimum des Re-
flexionsfaktors weg von der 570H z-Zielfrequenz, an der die grofitmogliche
Déampfung der Ringbrennkammer erreicht werden soll. Dies wird in Kap. 5
noch detaillierter untersucht.

Weiterfiihrend wird eine Dampferkonfiguration mit 12% Lochblech-
Porositat und 160mm Kavitatslange sowie mit der Resonanzfrequenz im
Falle von 0.32¢ vorgeheizter Spiilluft und ohne HeiB8gaseintritt bei 570H 2
(Abb. 4.33) analysiert. Zur Untersuchung des Einflusses von eindringen-
dem Heiflgas auf die zugehorigen Resonatoreigenschaften werden wieder
URANS-Simulationen bei 570 H z und unterschiedlicher Druckanregungsam-
plitude durchgefiihrt. Aus den Simulationsergebnissen wird gleichermaflen
die zeitlich- und volumengemittelte Temperatur der Resonatorkavitat in
Abhéngigkeit der Amplitude akustischer Geschwindigkeitsschwankungen in
den Lochblech-Lochern bestimmt. Dessen Verwendung in der Netzwerkmo-
dellierung ermoglicht ebenfalls, die durch das eindringende Heiflgas hervor-
gerufenen Effekte auf die Resonatoreigenschaften zu ermitteln, wie in Abb.
4.44 veranschaulicht. Zur Vergleichbarkeit mit den Ergebnissen in Abb. 4.43
wurde die Amplitude der Geschwindigkeitsfluktuationen in den Lochblech-
Lochern jeweils mit der Porositéat des entsprechenden Démpfers umgerech-
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Abbildung 4.44.: Einfluss der Lochblech-Porositét auf die
Resonanzfrequenz-Verschiebung der mit 0.32¢ ge-
spiilten Dampfer bei Heiflgaseintritt in Abhéngigkeit
der Druckschwankungen an den Resonatoroffnungen.

net. Die resultierende Geschwindigkeitsamplitude ist demzufolge auf den
Resonatorquerschnitt bezogen, der fiir beide betrachteten Dampfer gleich
ist. Zu beachten gilt in dem Zusammenhang jedoch, dass die verglichenen
Resonatorkonfigurationen in Bezug auf eine auflere Druckfluktuation unter-
schiedlich stark akustisch angeregt werden. Unter Verwendung der Definiti-
on der Impedanz nach Gl. 4.27 kénnen die (umgerechneten) Geschwindig-
keitsfluktuationen'? auf eine zugehorige akustische Druckanregung (bezogen
auf die Feldimpedanz) zuriickgefithrt werden, wie in Abb. 4.44 dargestellt.
Demnach ergibt sich in Abhéngigkeit gleicher Druckfluktuationsamplituden
an der Offnung der Resonatoren eine fast dquivalente Verschiebung der akus-
tischen Eigenschaften der analysierten Dampfer. Es zeigt sich somit, dass
die Porositat der Lochbleche einen Einfluss auf die Dampfungscharakteris-
tik hat, wie in Abb. 4.33 und Abb. 4.34 veranschaulicht. Allerdings ergibt
sich in Bezug auf das Eindringen von Heiflgas ein vergleichbares Verhalten.

12Unter Beriicksichtigung der Geschwindigkeitsamplituden-abhéingigen Verschiebung der jeweiligen
Déampfer-Impedanz.
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4.5. Brennkammer-Austrittsdiisen

Eine weitere, fiir die Akustik bedeutsame Komponente von Gasturbinen-
brennkammern ist der Eintritt in die erste Turbinenstufe, wobei das Ab-
gas stark beschleunigt wird. Anstelle des Turbineneintritts befinden sich
am Auslass der Labor-Ringbrennkammer Austrittsdiisen, wie in Abb. 4.1
gezeigt. Die Diisengeometrie ist in Abb. 4.45 dargestellt. Die akustischen
Eigenschaften einer der Diisen werden in diesem Abschnitt bei verschiede-
nen Stromungsbedingungen berechnet und gemessen. Das Ergebnis dieser
Untersuchung wurde bereits in [Zahn et al., 2017] publiziert.

%
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Abbildung 4.45.: Geometrie der Austrittsdiisen.

4.5.1. Messung und Berechnung des Reflexionsfaktors

Zur Messung des Reflexionsfaktors der Austrittsdiise bei Umgebungsbe-
dingungen fiir verschiedene Mach-Zahlen im Diisenhals wird der in Abb.
4.15 gezeigte Priifstandsaufbau'® und die gleiche Methodik wie zur Charak-
terisierung der akustischen Resonatoren in koaxialer Einbaulage (Abschnitt
4.3.4) verwendet. Durch Variation der Hauptmassenstréme im Teststand

3ohne Rohrelement mit radialen Bohrungen
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konnen unterschiedliche Stromungszustédnde im Hals der Austrittsdiise er-
zeugt werden.

Der Reflexionsfaktor der Austrittsdiise wird des Weiteren durch gekop-
pelte CFD/CAA-Simulationen ermittelt. Hierzu wird wieder die im Rah-
men der Drallbrenner-Untersuchung (Kap. 4.2) beschriebene RANS/LNSE
Methodik genutzt. Aufgrund der Rotationssymmetrie beschréinkt sich die
numerische Untersuchung unter Verwendung periodischer Randbedingun-
gen auf eine zweidimensionale Systembetrachtung, was den Rechenaufwand
signifikant reduziert. Aus diesem Grund werden die linearisierten Erhal-
tungsgleichungen in zylindrischen Koordinaten formuliert!4. Das betrachte-
te Rechengebiet ist in Abb. 4.46 dargestellt. Dieses umfasst die Diise sowie
angrenzende Bereiche der Umgebung und einen Abschnitt des Messsegments
des Priifstands. Am Ein- und Auslass werden nicht-reflektierende Randbe-

Nicht-reflektierend 1
Auslass
Umgebung Einlass 0.5
Prifstand 0

Abbildung 4.46.: Rechengebiet und mittleres (normiertes) Geschwindig-
keitsfeld.

dingungen genutzt. Gemafl Tab. 2.1 gilt fiir die spezifische Impedanz:

A

= (4.33)

v - ’I’Lrﬁé
Wie im Rahmen der Drallbrenner-Untersuchung wird der Einfluss akus-
tischer Grenzschichten vernachlassigt. Demnach ist keine Netzverfeinerung
in Wandnéhe erforderlich und fiir die Wandrandbedingungen (“slip wall“)
gilt:
v-np=0. (4.34)

T
14Hijerzu werden die Operatoren Vf = (% %% g—ﬁ) o und V- f = (%%(Tfr) + %%ﬁ + %)
r,0,z

7,0,z
verwendet. Durch die zweidimensionale Betrachtungsweise ergibt sich: % =0 und vg = 0.
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Fiir jeden betrachteten Stromungszustand wird ein statistisch stationéres
Grundstromungsfeld im zweidimensionalen Rechengebiet (Abb. 4.46) mit-
tels des Finite-Volumen-Losers CEFX [Ansys, 2014 unter Verwendung eines
SST-RANS Modells berechnet. Die aeroakustischen Berechnungen werden
auf einem aus ca. 40000 Tetraederelementen bestehenden unstrukturier-
ten Netz durchgefithrt. Das Gitter ist am Auslass der Diise in Bereichen
starker mittlerer Stromungsgradienten verfeinert. Wieder wird der direkte
Loser MUMPS (Multifrontal Massively Parallel Sparse) der kommerziellen
FEM Software [Comsol, 2014] zur Losung der diskreten Finite-Elemente-
Formulierung der (zweidimensionalen) LNSE im Frequenzbereich unter Ver-
wendung linearer Formfunktionen eingesetzt.

Zur akustischen Anregung in den Simulationen wird, wie bereits in Kap.
4.2 beschrieben, eine raumlich begrenzte Volumenkraft (Gl. 4.10) strom-
auf der Diise verwendet. Zur Bestimmung des Reflexionsfaktors beziiglich
der Diisen-Eintrittsebene, wie in den Experimenten (Kap. 4.3.4), werden
basierend auf den resultierenden CAA-Druckfeldlésungen die Riemann-
Invarianten im Abschnitt des Messsegments ermittelt. Nach Validierung der
numerischen Ergebnisse ermoglicht die RANS/LNSE Methodik die Vorher-
sage der akustischen Diiseneigenschaften bei Abgastemperaturen fiir ver-
schiedene Mach-Zahlen im Hals, wie im Folgenden gezeigt wird.

4.5.2. Validierung analytisch und numerisch berechneter
Reflexionsfaktoren

Die Charakteristik der Austrittsdiise ergibt sich nach [Bechert, }980] aus
dem Zusammenwirken der kontinuierlichen Flachenverengung am Ubergang
zum Diisenhals und der Halsoffnung, die ein offenes Rohrende darstellt.

4.5.2.1. Analytische Losung
[Marble und Candel, 1977] leiteten einen analytischen Ausdruck zur Cha-

rakterisierung des Reflexionsfaktors einer kontinuierlichen Fléchenveren-
gung her, durch die eine Grundstromung beschleunigt wird. In diesem Kon-
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text wird die Diise als akustisch kompakt (Kap. 2.2) angenommen, d. h.
die betrachteten Wellenlangen sind im Vergleich zur Diisenlénge deutlich
grofler. Demzufolge stellt die Flachenkontraktion der Diise fiir die akustische
Wellenausbreitung eine Diskontinuitdat dar. Der analytische Ausdruck nach
[Marble und Candel, 1977] ist unter der Annahme adiabater und verlust-
freier Bedingungen ohne akustische Grenzschichtverluste und instationare
Wirbelbildung in der Flédchenkontraktion, in Abhédngigkeit der Mach-Zahl
My der Grundstromung vor der Querschnittsverengung und M, danach for-
muliert. Erweitert fiir unterkritische Stromungsbedingungen in der Diise
und unter Beriicksichtigung eines offenen Endes nach der Querschnittsver-
engung mit R = —1 (Tab. 2.1 und Kap. 3.5.1) ergibt sich nach [Lamarque
und Poinsot, 2008] fiir den Reflexionsfaktor folgender Ausdruck!®:
R =
My +1 (Mg — My)(Ms + 1)(1 — 0.5(k — 1) My Ms) + (M + M) (Ma — 1)(1 + 0.5(k — 1) My M)
My — 1 (My + Ms)(My + 1)(1 4 0.5(k — 1) M Ms) + (My — Mo)(My — 1)(1 — 0.5(k — 1) M Ms)

(4.35)
Im Falle einer blockierten Diisenstromung (M = 1 im engsten Quer-
schnitt) vereinfacht sich nach [Marble und Candel, 1977] Gl. 4.35 zu
1—05(k— 1)
= 4.36
1+0.5(k—1) (4:36)

und ist somit ohne Abhédngigkeit von der Mach-Zahl M nach der Flachen-
verengung. Das bedeutet, die Diise ist stromabseitig entkoppelt, da sich
die akustische Information bei einer kritischen Durchstromung des engsten
Querschnitts nicht mehr stromaufwérts ausbreiten kann.

Anzumerken ist, dass wegen der Annahme akustischer Kompaktheit GI.
4.35 und Gl. 4.36 reell-wertig sind. Demzufolge sind die entsprechenden ana-
lytischen Ausdriicke nur bei kleinen Frequenzen bzw. groflen Wellenléngen
giltig. Erweiterte analytische Ansétze, beispielsweise nach [Stow et al.,
2002], [Morgans und Goh, 2011} und [Duran und Moreau, 2013] sind auch
bei akustisch nicht-kompakten Diisen anwendbar. Die exakte Charakterisie-
rung des Reflexionsfaktors von Diisen setzt bei unterkritischen Stromungs-
bedingungen allerdings weiterhin die Kenntnis der korrekten akustischen
Randbedingungen am Ende der Querschnittsverengung voraus.

5hei Vernachlissigung von Entropiewellen
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4.5.2.2. Experimentelle und berechnete Ergebnisse

Die aus den RANS/LNSE-Simulationen und Experimenten ermittelten
Reflexionsfaktoren der Austrittsdiise sind in Abb. 4.47 abhangig von den
Mach-Zahlen M ~ 0, M =0.2, M =04, M =0.6, M =0.8 und M =1
im Diisenhals dargestellt. Aus dem Vergleich der experimentellen und nu-
merischen Ergebnisse fiir Umgebungsbedingungen (T=298K) zeigt sich im
betrachteten Frequenzbereich eine sehr gute Ubereinstimmung bei allen un-
tersuchten Stromungszustianden. Der nach GIl. 4.35 definierte analytische
Ausdruck zur Charakterisierung des Reflexionsfaktors wurde in Abhéngig-
keit der Mach-Zahl M; der Grundstromung im Abschnitt des Messsegements
und Ms im Diisenhals ausgewertet und ebenfalls in Abb. 4.47 dargestellt.
Demnach verhélt sich die Diise, unter der zugrunde liegenden Annahme,
dass die akustischen Eigenschaften an der Halsoffnung durch R = —1 be-
schrieben sind, entsprechend einer starren/schallharten Wand (R = 1) fur
alle analysierten Stréomungsbedingungen.

Der Reflexionsfaktor bei Umgebungsbedingungen fiir M = 1 im Diisen-
hals wird zuerst analysiert: Wie im Kontext von Gl. 4.36 diskutiert, ist die
Querschnittsverengung der Diise bei kritischer Durchstréomung stromabsei-
tig entkoppelt, da sich die akustische Information nicht mehr stromaufwarts
ausbreiten kann. Somit hat das akustische Verhalten an der Halsoffnung kei-
nen Effekt auf die Diisen-Charakteristik und demzufolge resultiert eine gute
Ubereinstimmung zwischen der analytischen Losung und dem Experiment
bzw. der Numerik. Mit abnehmender Mach-Zahl ergeben sich jedoch im
niedrigen Frequenzbereich erhebliche Abweichungen zwischen dem analy-
tischen Ausdruck und den numerischen bzw. experimentellen Ergebnissen.
Anhand des Verlaufs der Amplitude des Reflexionsfaktors in Abb. 4.47 (lin-
ke Spalte) zeigt sich eine deutliche Schallabsorption, die vornehmlich bei
niedrigen Frequenzen und insbesondere bei kleinen Mach-Zahlen auftritt.
Dabei ergibt sich eine erkennbare Phasenverschiebung, die mit steigender
Mach-Zahl wieder abnimmt.

Bei unterkritischen Stromungsbedingungen ist die Querschnittsverengung
der Diise nicht mehr stromabseitig entkoppelt und somit hat das akusti-
sche Verhalten an der Halsoffnung Einfluss auf den Reflexionsfaktor der
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Austrittsdiise. Das offene Ende nach der Querschnittsverengung stellt nach
[Bechert, 1980] das zweite grundlegende Element der Diise dar und wird
deshalb im Weiteren zur Analyse der auftretenden niederfrequenten Ab-
sorptionseigenschaften genauer untersucht.

Wie in Kap. 3.5.1 bereits thematisiert und zur Herleitung von GI. 4.35 ver-
wendet, konnen die akustischen Eigenschaften an einem undurchstromten
offenen Ende im Rahmen der linearen Akustik, d. h. v << ¢ und Sr =
w2

# >> 1, unter der Annahme kleiner Helmholtz Zahlen (k%) durch ei-
ne schallweiche Randbedingung R = —1 beschrieben werden. Demnach

wird die gesamte akustische Energie einer einlaufenden Welle mit einer Pha-
senverschiebung am offenen Ende reflektiert und nichts an die Umgebung
transmittiert. Diese approximierte Beschreibung vernachlassigt allerdings
die akustische Abstrahlung an die Umgebung. Gl. 3.26 beriicksichtigt hinge-
gen die bei hohen Frequenzen auftretenden akustischen Verluste infolge der
Abstrahlung bzw. Transmission akustischer Energie tiber das offene Ende.
Dieser Effekt kann jedoch nicht die in Abb. 4.47 beobachtete Schallabsorp-
tion bei niedrigen Frequenzen erkléren.

Aus den RANS/LNSE-Ergebnissen im Rahmen der Drallbrenner-
Untersuchung (s. Abschnitt 4.2) konnte schlussgefolgert werden, dass es auf-
grund der Wechselwirkung akustischer Fluktuationen mit Grundstromungs-
inhomogenitéten zur Ubertragung von akustischer Energie auf fluktuieren-
de Wirbelstrukturen kommt. Somit ergeben sich akustische Verluste auch
unter isentropen Bedingungen. Dieser durch lineare Modenkopplung ver-
ursachte Verlustmechanismus wird anhand der Quellterme der linearisier-
ten Wirbelstarke-Transportgleichung (Gl. 3.13) beschrieben, wie in Kap.
4.2 dargestellt. Die resultierenden Quellgebiete fluktuierender Wirbelstérke
konnten an den Kanten der Flachenspriinge und innerhalb der Scherschich-
ten der mittleren (Drall)-Stromung lokalisiert werden. Vergleichbare Quell-
gebiete ergeben sich ebenfalls im Bereich der Offnung des Halses, an der es
zur Ablésung der mittleren Diisenstromung kommt, wie in Abb. 4.46 ex-
emplarisch durch das mittlere Geschwindigkeitsfeld veranschaulicht. Wir-
belstarkefluktuationen werden infolge der Grundstromung von ihrem Ent-
stehungsort weg transportiert. Dieser konvektive Prozess zeigt sich wie-
derum in den resultierenden CAA-Feldlosungen der Geschwindigkeitsfluk-
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tuationen, dargestellt in Abb. 4.48. Wie in Kap. 4.2 diskutiert, weist der
Transport wirbelbehafteter Geschwindigkeitsschwankungen denselben kon-
vektiven Charakter auf wie der von Wirbelstarkefluktuationen, durch die
sie lokal induziert werden. Analog zu Abb. 4.7 wird dies durch kleinskalige
Strukturen (mit kurzer konvektiver Wellenldnge) in Abb. 4.48 veranschau-
licht, die sich von der Kante der Halsoffnung entlang der Scherschichten des
resultierenden Freistrahls (schwarze Konturlinien) ausbreiten.

| M
-1 -0.5 0 0.5 1

Monitorpunkt

----.@4

Abbildung 4.48.: Normiertes CAA Geschwindigkeitsfeld (Realteil) mit
Konturlinien der mittleren Stromungsgeschwindigkeit.

Demzufolge wird akustische Energie einer stromaufseitig in die Diise ein-
laufenden Welle infolge linearer Modenkopplung an der Kante der Halsoft-
nung auf fluktuierende Wirbelstrukturen tibertragen. Der reflektierte Anteil
der akustischen Energie verkleinert sich demmnach. Dies manifestiert sich
als akustische Absorption im Reflexionsfaktor der Austrittsdiise, vgl. Abb.
4.47. An einem Monitorpunkt im Diisenhals nahe des Austritts (vgl. Abb.
4.48) werden nachfolgend die axialen Geschwindigkeitsfluktuationen aus den
CAA Felddaten bestimmt. Der sich ergebende Verlauf der entsprechenden
Geschwindigkeitsamplituden |v] .| ist in Abb. 4.49 in Abhéngigkeit der Fre-
quenz dargestellt. Es zeigt sich, dass die Intensitdt der axialen Geschwin-
digkeitsschwankungen bei niedrigeren Frequenzen zunimmt. Fluktuationen
groferer Amplitude bewirken eine starkere Modenkopplung. Dies verursacht
demzufolge erhohte akustische Verluste bei kleineren Frequenzen, wie sich
in Abb. 4.47 anhand des Verlaufs der Reflexionsfaktor-Amplituden zeigg.
o

2

Alternativ kann am Monitorpunkt die akustische Strouhal-Zahl Sr =

| aw‘

(mit dem Diisenhalsdurchmesser D) fiir M =~ 0 ermittelt werden. Hieraus
resultiert der ebenfalls in Abb. 4.49 aufgezeigte Verlauf. Demnach ergibt sich
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Abbildung 4.49.: Akustische Strouhal-Zahl Sr (—) und Amplitude der
axialen Geschwindigkeitsfluktuationen |v),| (—) am
Monitorpunkt im Diisenhals.

mit sinkender Frequenz eine Verkleinerung von Sr. Nach Gl. 3.25 und Abb.
3.4 entsprechen kleine akustische Strouhal-Zahlen aber grofien akustischen
Verlusten und umgekehrt.

In Abb. 4.47 (linke Spalte) wurde anhand der Validierung mit experi-
mentellen Ergebnissen gezeigt, dass der Reflexionsfaktor der Austrittsdiise
bei Umgebungsbedingungen fiir verschiedene Mach-Zahlen im Diisenhals
mittels der RANS/LNSE-Methodik préizise bestimmt werden kann. Dies
erlaubt, die akustischen Diiseneigenschaften bei Abgastemperaturen von
1500K und gleicher Mach-Zahlen im Hals zu ermitteln. Abb. 4.47 (rech-
te Spalte) zeigt, dass sich eine vergleichbare Charakteristik des Reflexions-
faktors wie im Falle der Untersuchung bei Umgebungsbedingungen ergibt.
Demnach findet vor allem bei niedrigen Frequenzen und insbesondere bei
kleinen Mach-Zahlen eine deutliche Schallabsorption statt.

Im FEM-Modell der Labor-Ringbrennkammer (Abb. 4.1) werden die
Diisen als lokale Randbedingung berticksichtigt und durch ihre Impedanz
in der Eintrittsebene abhangig von den Betriebsbedingungen beschrieben.
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4.6. Flammendynamik

4.6.1. Schallerzeugung durch zeitliche Schwankungen der
Wirmefreisetzungsrate in Flammen

Bisher wurden physikalische Prozesse analysiert, die akustische Verluste in
den untersuchten Systemkomponenten der Labor-Ringbrennkammer (Abb.
4.1) verursachen. Dem thermoakustischen System wird jedoch ebenso akus-
tische Energie zugefiihrt. In Brennkammern wird u.a. durch verschiedene
aeroakustische Mechanismen akustische Energie bzw. Schall erzeugt. Die do-
minierende Schallquelle resultiert allerdings aus der zeitlich fluktuierenden
Warmefreisetzungsrate. Dies fiihrt lokal zu einer schwankenden Volumen-
expansion iiber die Flammenfront und folglich zu Volumenstromfluktuatio-
nen, was Schall erzeugt. Periodisch pulsierende Volumenstromschwankun-
gen werden in der Aeroakustik als akustischer “Monopol“ bezeichnet, s. [Eh-
renfried, 2004]. Wegen des Monopol-Charakters der Schallquelle dominiert
diese gegeniiber anderen akustischen Quellen mit Dipol- oder Quadrupol-
Charakter und demnach geringerer Intensitéit, wie beispielsweise Wirbel-
schall hydrodynamischer kohérenter Wirbelstrukturen und breitbandiger
Stromungsléarm, der aus der turbulenten Energiekaskade resultiert, vgl. [Ri-
enstra und Hirschberg, 2004] und [Dowling und Ffowcs Williams, 1983].

Basierend auf einer (globalen) energetischen Bilanzierung kann die
Warmefreisetzungsrate () einer Flamme bei gegebenem Brennstoffmassen-
strom 7 und unter Verwendung des (unteren) Heizwerts H, wie folgt

ermittelt werden!S:

Q =g - H,. (4.37)

Fiir vorgemischte Flammen mit deflagrativer Flammenausbreitung lasst sich
mp durch die Dichte des Reaktanden-Gemischs pgeqi, die Luftzahl A\, die
Oberflache Ap der Flammenfront sowie die Flammengeschwindigkeit s re-
lativ zur Geschwindigkeit der Reaktanden ausdriicken. Damit kann GI. 4.37

6hei vollstindiger chemischer Umsetzung des Brennstoffs
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nach [Freitag, 2009] wie folgt linearisiert werden:

N/ / / / )\
g:@_ki-ksg—f. (4-38)
Q PReak AF SF A

Akustische Dichtefluktuationen, die isentrop an akustische Druckpulsatio-
nen gekoppelt sind, lassen sich bei kleinen Mach-Zahlen der Grundstromung
i.d.R. vernachlassigen, vgl. [Schuermans et al., 2004]. Bei perfekter Vormi-
schung ergeben sich dariiberhinaus keine Schwankungen der Luftzahl, d. h.
A = 0. Unter diesen Bedingungen resultieren Fluktuationen der Wérme-
freisetzungsrate @' entweder aus einer Modulation der Oberfliche Ap der
Flammenfront oder aus Schwankungen der Flammengeschwindigkeit.

Die Verbrennung in der Labor-Ringbrennkammer findet in einem Ensem-
ble statistisch verteilter Wirbel unterschiedlicher Grofle statt, die sich in
der voll-turbulenten Grundstromung auf Grund der Energiekaskade [Pope,
2000] ergeben. Die Interaktion der Flammen mit den turbulenten wirbelbe-
hafteten Geschwindigkeitsfluktuationen erzeugt eine zufallige Faltung und
Kriitmmung sowie Streckung der Flammenfront!'’. Dies bedingt eine statisti-
sche raumlich-zeitliche Dynamik der Flammenoberfliche und kann zur Mo-
dulation der Flammengeschwindigkeit fithren [Poinsot und Veynante, 2005].
Beide Effekte verursachen nach Gl. 4.38 zeitliche Schwankungen der Warme-
freisetzungsrate, was folglich Schall erzeugt. Anzumerken ist, dass die sich
aus der breitbandigen, stochastischen Flammenanregung ergebende spek-
trale Verteilung der Warmefreisetzungsfluktuationen die Charakteristik des
(breitbandigen) Larmspektrums bei turbulenter Verbrennung fundamental
beeinflusst, s. [Dowling, 1992].

Wie in Abschnitt 4.7 noch diskutiert wird, werden Verbrennungsinsta-
bilitdten durch die konstruktive Interaktion/Riickkopplung zwischen der
Brennkammer-Akustik und der akustisch modulierten Flammendynamik
hervorgerufen. Die von der Akustik verursachte Dynamik der Flammen-
front fithrt zu periodischen Schwankungen der Wérmefreisetzungsrate, was
im Gegensatz zum breitbandigen Verbrennungslarm deterministische akus-
tische Schwingungen erzeugt.

7Falls die Damkohler-Zahl Da > 1.
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4.6.2. Physikalische Prozesse der akustisch induzierten
Flammendynamik

Die physikalischen Mechanismen, die zu akustisch erzeugter Flammenan-
regung fithren, sind u.a. wesentlich abhangig von dem verwendeten Ver-
brennungsverfahren sowie des Brennstoffs (vgl. [Culick, 2006] und [Lieu-
wen, 2012]), von dem Schwingungstyp der akustischen Anregung, vom
Brennerdesign, als auch den Betriebsbedingungen. Nachfolgend wird die
Flammendynamik der in Kap. 4.2 beschriebenen drallstabilisierten Erdgas-
Vormischbrenner analysiert.

Die Dynamik akustisch angeregter, drallstabilisierter, vorgemischter Flam-
men wurde bereits in vielen experimentellen und numerischen Studien un-
tersucht. Zur Analyse der Drallflammen der Labor-Ringbrennkammer wer-
den die experimentellen Ergebnisse von [Schimek et al., 2015] diskutiert, die
ein vergleichbares Brennerdesign wie in Kap. 4.2 betrachteten. Um die loka-
le Warmefreisetzungrate der harmonisch angeregten perfekt-vorgemischten
Drallflamme sowie das zugehorige Stromungsfeld hinsichtlich eines akus-
tischen Zyklus darzustellen, wurden Phasen-aufgeloste PIV und OH*-
Chemilumineszenz Aufnahmen (Schnittdarstellungen der axialsymmetri-
schen Flammenstruktur) genutzt. Dies ist in Abb. 4.50 veranschaulicht. Die
rote Konturlinie charakterisiert dabei die Lage der “inneren Scherschicht®
der Drallstromung zu verschiedenen Phasenwinkeln des Schwingungszyklus,
an der sich eine Flammenfront aufgrund der geringen Stromungsgeschwin-
digkeiten stabilisieren kann. Die Dynamik der gezeigten Konturlinie be-
schreibt deshalb die Modulation/Faltung der Flammenoberfliche, die nach
Gl. 4.38 zeitliche Fluktuationen der Warmefreisetzungsrate bewirkt. An-
zumerken ist, dass es bei hohen Anregungsfrequenzen zu starker Faltung
und demzufolge zur Krimmung sowie Streckung der Flammenfront kommt
[Preetham et al., 2008]. Dies kann zu einer zusitzlichen Modulation der

Flammengeschwindigkeit und somit ebenfalls der Warmefreisetzungsrate
fithren, s. GIl. 4.38.

Abb. 4.50 (links) zeigt die resultierende Dynamik fiir drei Phasenwinkel
des akustischen Zyklus bei harmonischer Anregung mit niedriger Frequenz
und bei geringer Erregeramplitude. Deshalb wird von linearer Flammendy-
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Abbildung 4.50.:

>
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Dynamik der “inneren Scherschicht* (rote Konturlinie)
einer Drallflamme bei harmonischer Anregung mit nied-
riger (links) und hoherer Erregerfrequenz (rechts) [Schi-
mek et al., 2015].

NN

namik ausgegangen. Analog sind die Ergebnisse bei hoherer Erregerfrequenz
und wiederum geringer Anregungsamplitude in Abb. 4.50 (rechts) darge-
stellt. Beim Vergleich der beiden betrachteten Félle zeigen sich zunéchst bei
der Anregung mit niedriger Frequenz starke Schwankungen des Offnungs-
winkels der Drallstromung, die sich konvektiv stromab ausbreiten. Wie von
[Hirsch et al., 2005] und [Palies et al., 2010] gezeigt, ergibt sich dies infolge
einer akustisch induzierten Modulation der Drallzahl. Dieser Mechanismus
ist eng verbunden mit dem Wirbelaufplatzen der Drallstromung und der da-
bei entstehenden Rezirkulationsblase mit Staupunkt sowie der Sensitivitét
dieser hydrodynamischen Instabilitat auf die Drallzahl, vgl. z.B. [Lieuwen,
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2012]. Demzufolge kommt es zur Modulation der inneren Scherschicht und
der dort stabilisierten Flammenfront.

Im Gegensatz dazu ergeben sich bei hoherer Erregerfrequenz keine si-
gnifikanten Schwankungen des Offnungswinkels der Drallstromung. Aller-
dings zeigt sich beim Vergleich der Stromliniendarstellungen fiir die ver-
schiedenen Phasenwinkel, dass Wirbelstrukturen entlang der inneren Scher-
schicht in Stromungsrichtung konvektiert werden. Die Wirbel-induzierten
Geschwindigkeitsfluktuationen normal zur Scherschicht (vgl. Pfeilrichtung
der Stromlinien) verursachen eine Faltung der inneren Scherschicht sowie
der dort stabilisierten Flammenfront. Dies bewirkt harmonische Schwan-
kungen der Warmefreisetzungrate unter Erzeugung deterministischer akus-
tischer Schwingungen. Die beobachtete periodische Wirbelbildung in Abb.
4.50 (rechts) ergibt sich aufgrund der Wechselwirkung akustischer Fluk-
tuationen mit Grundstromungsinhomogenititen, wie in Kap. 4.2 gezeigt.
Dabei kommt es zur Ubertragung von akustischer Energie auf fluktuierende
Wirbelstrukturen. Aus der numerischen Drallbrenner-Untersuchung in Kap.
4.2 resultierte des Weiteren, dass nahe des Drallbrenneraustritts wirbelbe-
haftete gegeniiber akustischen Geschwindigkeitsflukutationen dominieren.
Das bestétigt die generelle Annahme, dass der direkte Einfluss akustischer
Geschwindigkeitsfluktuationen auf die Modulation der Flammenfront sehr
gering ist. Vielmehr erzeugt die Brennkammer-Akustik nur indirekt Fluk-
tuationen der Flammenoberfliche und somit der Warmefreisetzungsrate.

Analog zur inneren Scherschicht, die sich zwischen der Rezirkulationsbla-
se und der aufgeplatzten ringférmigen Drallstromung ausbildet, ergibt sich
dementsprechend eine auflere Scherschicht zwischen der Drallstromung und
der dufleren Rezirkulationszone (Abb. 4.50). Dort kann sich gleichermafien
eine Flammenfront stabilisieren, sofern keine Warmeverluste an der Wand
und/oder Flammenstreckung [Klarmann et al., 2016] zum Flammenloschen
fithren. Diese kann akustisch moduliert ebenfalls Fluktuationen der Warme-
freisetzungsrate hervorrufen.
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4.6.3. Experimentelle Bestimmung der Flammendynamik

Um die Dynamik der Vormischflammen der Labor-Ringbrennkammer zu
bestimmen, wird das Konzept der Flammen-Transfer-Funktion (FTF) ge-
nutzt, s. z.B. [Freitag, 2009]. Diese beschreibt die lineare Beziehung zwischen
axialen akustischen Geschwindigkeitsfluktuationen v’ am Austritt des Drall-
brenners und den daraus resultierenden globalen Schwankungen der Warme-
freisetzungrate Q. Die Schwankungsgrofien werden dabei mit den jeweiligen
Mittelwerten @ bzw. () normiert. Die Flammen—Transfer—AFunktion im Fre-

quenzbereich koppelt die komplexen Amplituden @ und () geméf
M = FTF(w) (u(w)) (4.39)

miteinander.

Der in Kap. 4.2 beschriebene atmosphérische Einzelbrennerpriifstand wird
auch dazu verwendet, die Flammendynamik bzw. FTF der drallstabilisier-
ten (Erdgas/Luft-) Vormischflammen bei vorgeheiztem Hauptluftmassen-
strom und verschiedenen Betriebsbedingungen zu bestimmen. Zur akusti-
schen Anregung werden wiederum die Sirenen eingesetzt. Ein Fenster aus
Quarzglas in der Brennkammer (s. Abb. 4.4) ermoglicht den optischen Zu-
gang zur Flamme. Unter Verwendung eines optischen OH-Bandpassfilters,
der nur das Lichtspektrum in einem Band von 10nm um die Wellenlange
308nm transmittiert, wird durch einen Photomultiplier die Dynamik der glo-
balen Chemilumineszenz-Intensitat angeregter O H*-Radikale der akustisch
modulierten Flamme gemessen. Die resultierende fluktuierende Intensitat
der Flammenemissionen ist bei perfekt vorgemischter Verbrennung nach
[Price et al., 1969] und [Lauer, 2011] linear proportional zu den periodi-
schen Schwankungen der globalen Warmefreisetzungrate Q' der Flamme.
Die anhand der Sirenenanregung erzeugten akustischen Geschwindigkeits-
fluktuationen u' am Austritt des Drallbrenners werden unter Verwendung
der Multi-Mikrofon-Methode (vgl. Kap. 4.2) ermittelt. Demnach kann
schliellich die FTF nach GIl. 4.39 bestimmt werden.

Im Folgenden wird exemplarisch der Verbrennungsprozess eines perfekt-
vorgemischten Erdgas-Luft-Gemischs bei einer Luftzahl A = 1.6 und einer
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Leistung von @ = 50kW im Einzelbrennerpriifstand betrachtet. Die sich
hierbei ergebende Flammenstruktur ist in Abb. 4.51 (links) in Form ei-
ner zeitlich gemittelten entabelten Aufnahme der O H* Chemilumineszenz-
Verteilung der Flamme gezeigt. Erwartungsgeméaf (vgl. Abschnitt 4.6.2) sta-
bilisiert sich die Flamme in den Scherschichten der Drallstromung. Jedoch
verursachen Wérmeverluste an den Brennkammerwanden Flammenloschen
in der dufleren Scherschicht, weshalb sich anndhernd eine V-formige Flam-
menstruktur ergibt. Abb. 4.51 (rechts) zeigt ein Bodediagramm der FTF.
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Abbildung 4.51.: Zeitlich gemittelte Verteilung der O H* Chemilumines-

zenz und experimentell bestimmte FTF (Q = 50kW,
A=1.6).

Die FTF-Phase nimmt darin mit zunehmender Frequenz ab. Wie in Ab-
schnitt 4.6.2 besprochen, erzeugt die Brennkammer-Akustik Fluktuationen
der Flammenoberfliche und somit der Warmefreisetzungsrate. Aufgrund
des konvektiven Charakters der zugrunde liegenden physikalischen Prozes-
se ergibt sich ein zeitlicher Verzug zwischen der akustischen Anregung und
der sich ergebenden Schwankungen der Warmefreisetzung. Dieser Zeitver-
zug manifestiert sich im beschriebenen Verlauf der Phase [Freitag, 2009].
Die jeweils von verschiedenen physikalischen Mechanismen erzeugten peri-
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odischen (globalen) Wérmefreisetzungsfluktuationen kénnen des Weiteren
einen relativen Phasenverzug zueinander aufweisen. Demzufolge kommt es
zu einer konstruktiven oder destruktiven Interferenz. Dies verursacht schlus-

sendlich die charakteristischen Maxima und Minima im Amplitudenverlauf
der FTF.

In Abschnitt 4.6.2 wurde beschrieben, dass Wirbel-induzierte Geschwin-
digkeitsfluktuationen eine Faltung der Flammenoberfliche verursachen
konnen, sofern die konvektive Wellenlénge der Wirbelstrukturen (vgl. Kap.
4.2) kleiner als die Flammenlange ist. Dies erzeugt lokal sowohl eine Abnah-
me als auch eine Zunahme der Wérmefreisetzungsrate. Aus einer globalen
Betrachtungsweise resultiert daraus jedoch ein destruktives Zusammenwir-
ken, woraus sich das charakteristische Tiefpass-Verhalten der Dynamik von
Drallflammen ergibt, d. h. die Abnahme der FTF-Amplitude bei hohen An-
regungsfrequenzen, wie in Abb. 4.51 (rechts) gezeigt.

4.6.4. Beriicksichtigung der Flammendynamik im
Ringbrennkammer-Modell

Analog zur Brenner-Transfermatrix (BTM) Gl. 4.9 kann eine Flammen-
Transfermatrix (FTM) bestimmt werden, die das akustische Ubertragungs-
bzw. Transferverhalten einer akustisch kompakten Flamme folgendermafien

beschreibt [Alemela, 2009]:

b L. 0 L
(Zf)h - ( 0 1+ (7 — 1)FTF(w)) (Z)k (4.40)

Die Indizes k& und h bezeichnen stromauf (kalt) und stromab (heif})
der Flamme. Gl. 4.40 enthilt wiederum die Flammentransfer-Funktion
(FTF). Anhand einer Matrix-Multiplikation kann die BTM und FTM zur
Brenner-Flammen-Transfermatrix (BFTM) kombiniert werden, die demzu-
folge die akustischen Eigenschaften der Drallbrenner sowie die Flammen-
dynamik einbezieht: BF'T'M = FTM - BT'M. Die BFTM kann ebenfalls
in Streumatrix-Darstellungsform (Gl. 2.62) formuliert werden. Basierend
darauf wird die akustische Kopplung der beiden FEM-Rechengebiete des
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Ringbrennkammer-Modells beschrieben, s. Abb. 4.1. Die physikalische In-
terpretierbarkeit der Streumatrix-Elemente in Form von Reflexions- und
Transmissionsfaktoren, wie im Kontext von GIl. 2.62 diskutiert, ermoglicht
eine anschauliche Beschreibung der Interaktion zwischen Plenum und
Brennkammer (s. Abschnitt 4.1).

Das FEM-Rechengebiet des Plenums und der Ringbrennkammer kénnen
entsprechend der Drallbrenner-Anzahl in zwolf gleichformige Sektoren un-
terteilt werden, s. Kap. 7. Durch die segmentweise akustische Kopplung der
jeweils gegentiberliegenden Sektoren des Plenums und der Brennkammer
kann das charakteristische Ubertragungsverhalten der einzelnen Drallbren-
ner zusammen mit der jeweiligen Dynamik dazugehoriger Flammen tiber
eine individuelle BF'TM berticksichtigt werden.

4.6.5. Flammeninteraktion in Mehrbrenner-Anordnungen und
der Einfluss transversaler Flammenanregung auf die
Flammendynamik

Damit die Dynamik der Ringbrennkammerflammen korrekt anhand
der zuvor beschriebenen Einzelbrenner-Experimente charakterisiert werden
kann, bedarf es der Beriicksichtigung folgender Aspekte: Die Interaktion be-
nachbarter Flammen in der Ringbrennkammer beeinflusst das Stromungs-
feld der jeweiligen Drallbrenner. Dieser Effekt muss bei Einzelflammen-
Untersuchungen beachtet werden, damit zunéchst hydrodynamische Ahn-
lichkeit zwischen beiden Brennkammertypen gewahrleitet ist. Dieses Phéno-
men wurde bei der Konstruktion der Brennkammer des Einzelbrenner-
prifstands auf Grundlage der Analysen von [Fanaca, 2010] beriicksichtigt.
Demzufolge ist der entsprechende Brennkammer-Querschnitt grofier als die
effektive (anteilige) Querschnittsflache eines einzelnen Brenners in der Ring-
brennkammer. Des Weiteren wird angenommen, dass die Flammen in der
Einzel- und Ringbrennkammer ahnliche Flammenstruktur aufweisen, d. h.
naherungsweise V-formig sind (vgl. Abb. 4.51). Bei der experimentellen Be-
stimmung der Flammendynamik bzw. FTF im Einzelbrennerprifstand er-
geben sich infolge der Sirenenanregung lediglich akustische Fluktuationen in
axialer Richtung, da der betrachtete Frequenzbereich unterhalb der “cut-on®

116



4.6 Flammendynamik

Frequenz mehrdimensionaler Moden liegt, vgl. Kap. 4.2. Ob dies die Dyna-
mik einer durch Umfangsmoden (d. h. anhand von akustischen Schwankun-
gen in azimutaler Richtung) angeregten Flamme in der Ringbrennkammer
korrekt reprasentiert, wird daher oft in Frage gestellt.

Es wird deshalb zunachst ein Drallbrenner betrachtet, der sich in Um-
fangsrichtung an der Position eines Druckbauchs der Mode befindet und
demnach unbeeinflusst von azimutalen Geschwindigkeitsfluktuationen ist.
In diesem Fall ergibt sich eine der longitudinalen Anregung entsprechenden
Dynamik der Flamme, da infolge der resultierenden Druckdifferenz iiber den
Drallbrenner axiale Geschwindigkeitsfluktuationen induziert werden. Dies
verursacht u.a. axial-symmetrische periodische Wirbelbildung (Abb. 4.50
(rechts)), wie von [Staffelbach et al., 2009] gezeigt sowie von [O’Connor
und Lieuwen, 2011] bestétigt. Somit kommt es wiederum zur Modulation
der Flammenfront unter Erzeugung globaler Schwankungen der Warmefrei-
setzungsrate. Gleichermaflen konnen die induzierten axialen Geschwindig-
keitsfluktuationen Drallzahlschwankung nach dem Drallerzeuger im Brenner
verursachen.

Befindet sich ein Drallbrenner dagegen an einem Druckknoten der Um-
fangsmode, werden keine axialen Fluktuationen der Geschwindigkeit indu-
ziert und es erfolgt somit auch keine Modulation der Drallzahl. Auftretende
azimutale Geschwindigkeitsfluktuationen an der betrachteten Umfangsposi-
tion des Brenners verursachen hingegen dennoch periodische Wirbelbildung
helixformigen Charakters, vgl. z.B. [O’Connor und Lieuwen, 2011]. Es wird
jedoch von [Acharya et al., 2014] und [Acharya, 2016] gezeigt, dass sich die
dabei erzeugten Warmefreisetzungsfluktuationen destruktiv iiberlagern und
es schlussendlich zu keinen globalen Schwankungen der Warmefreisetzungs-
rate kommt. Dies resultiert allerdings nur im Falle einer axial-symmetrischen
mittleren Flammenstruktur.

[Worth und Dawson, 2013] untersuchten verschiedene Konfigurationen ei-
ner Ringbrennkammer mit variierenden Abstanden benachbarter Drallflam-
men. Sie beobachteten das Auftreten nicht axial-symmetrischer Flammen-
strukturen ab einem Brenner-Abstand Sp < 1.87D, wobei D den Durchmes-
ser des Drallbrenner-Austritts beschreibt. Im Fall der betrachteten Ring-
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brennkammer (Abb. 4.1) ist der Brenner-Abstand Sp = 2.6D. Deshalb
werden axial-symmetrische mittlere Flammenstrukturen angenommen, was
die Charakterisierung der Dynamik der Ringbrennkammerflammen anhand
von axial angeregten Einzelbrenner-Experimenten erméoglicht.

4.6.6. Einfluss des Brennkammer-Betriebsdrucks auf die
Flammendynamik

Ein weiterer bei der Bestimmung der Flammendynamik durch
Einzelbrenner-Experimente zu beachtender Aspekt ist der unterschiedliche
Betriebsdruck in der Einzel- und Ringbrennkammer. Aufgrund der Verwen-
dung von Austrittsdiisen (s. Kap. 4.5) ergibt sich ein erhohtes mittleres
Druckniveau in der Ringbrennkammer im Vergleich zu den atmosphari-
schen Bedingungen im Einzelbrennerpriifstand. Der Betriebsdruck beein-
flusst iiber die Dichte die Austrittsgeschwindigkeit am Drallbrenner bei ei-
nem gegebenen Betriebspunkt. Wie bereits zuvor hervorgehoben wurde, ha-
ben die der Flammendynamik zugrunde liegenden physikalischen Mechanis-
men konvektiven Charakter. Die Konvektionseigenschaften werden hierbei
entscheidend durch die Brenneraustrittsgeschwindigkeit bestimmt. Damit
die Dynamik der Flammen in der Ringbrennkammer bei erhohtem mittle-
ren Druckniveau korrekt anhand von Einzelbrenner-Experimenten unter at-
mospharischen Bedingungen nachgebildet wird, muss jeweils dieselbe Bren-
neraustrittsgeschwindigkeit (bei gleicher Luftzahl) gegeben sein, d. h. der
Durchsatz muss proportional zum Druck gewahlt werden.

Zu beachten gilt des Weiteren, dass ein erhohter mittlerer Druck nicht
nur die Brenneraustrittsgeschwindigkeit beeinflusst, sondern ebenfalls ei-
ne Verdanderung der Flammenldnge bewirken kann. Dies bestimmt glei-
chermaflen die konvektiven Prozesse und somit ebenso die Flammendyna-
mik. Im Folgenden wird anhand von Verbrennungssimulationen untersucht,
ob sich bei variierendem mittleren Druckniveau ein erkennbarer Einfluss
auf die Flammenlédnge ergibt. Die numerischen Simulationen werden mit
dem SST-RANS Modell und einem erweiterten FGM Verbrennungsmodell,
das Kriimmungs- und Streckungseffekte sowie Warmeverluste beriicksich-
tigt [Klarmann et al., 2016], durchgefithrt. Hierbei wird ein Rechengebiet
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betrachtet, das dem in Abb. 4.3 gezeigten entspricht, d. h. es besteht aus %
der Drallbrennergeometrie und den angrenzenden Teilen des Plenums und
der Brennkammer. Zunachst wird zur Validierung der simulierten Flam-
menstruktur die atmosphérische Verbrennung eines perfekt-vorgemischten
Erdgas-Luft Gemischs bei einer Luftzahl A = 1.6 und einer thermischen
Leistung von Q = 50kW betrachtet. Zur Veranschaulichung der Flammen-
struktur wird der Quellterm der Fortschrittsvariablen [Poinsot und Veynan-
te, 2005] in Abb. 4.52 (oben) dargestellt. Entsprechend der experimentellen
Ergebnisse in Abb. 4.51 (links) kommt es aufgrund von Warmeverlusten
und/oder Flammenstreckung zum Flammenloschen in der dufleren Scher-
schicht. Dies verursacht auch in der Verbrennungssimulation eine nahe-
rungsweise V-formige Flamme, womit sich eine gute Ubereinstimmung mit
den Experimenten hinsichtlich der Flammenform ergibt.

Um den Effekt des Betriebsdrucks auf die Flammenlédnge zu bestimmen,
werden drei Verbrennungssimulationen bei verschiedenen Druckverhaltnis-

50 kW A =1.6

//ﬂ

57T kW A =1.6

|

/'
/ 62.5 KW A = 1.6

Abbildung 4.52.: Effekt des Drucks auf die Flammenldnge bei gleicher
Brenneraustrittsgeschwindigkeit und Luftzahl.
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sen Il (s. Abb. 4.52) durchgefiihrt, die représentativ fiir die Ringbrenn-
kammer sind. Mit steigendem Druckniveau wird in den Simulationen die
Leistung bei gleichbleibender Luftzahl soweit erhoht, dass sich in allen
drei Fallen die selbe Brenneraustrittsgeschwindigkeit ergibt und somit eine
Anderung der Flammenlinge auf den Einfluss des Betriebsdrucks zuriick-
zufithren ist. Der Vergleich der axialen Positionen der grofiten Intensitéit
des Quellterms der Fortschrittsvariable!® in Abb. 4.52 liefert keinen we-
sentlichen Einfluss des Drucks auf die Flammenlénge (A ~ 2%). Dies ist
in guter Ubereinstimmung zu den Untersuchungen von [Freitag, 2009], der
fiir eine vergleichbare Brennerkonfiguration und &dhnlicher Erdgas/Luft- Ge-
mischzusammensetzungen die Proportionalitét [p|y—1.47 o p~ 0094 gefunden
hat.

Demnach ist der Druckeinfluss auf die Flammenldnge und somit auf die
Flammendynamik gering und kann vernachlassigt werden.

4.6.7. POD-basierte Methodik zur Interpolation der
Flammendynamik

Ein Ziel der Arbeit ist, das thermoakustische Stabilitdtsverhalten von
Brennkammern effizient in einem groflen Betriebsbereich vorherzusagen.
Deshalb wird im Rahmen der beschriebenen methodischen Vorgehensweise
ein neues Verfahren entwickelt, um auf Basis limitierter experimentell er-
mittelter FTFs die Flammendynamik im gesamten betrachteten Betriebsbe-
reich der Labor-Ringbrennkammer unter Gebrauch der Proper-Orthogonal-
Decomposition (POD) interpolieren zu kénnen. Dieser Ansatz ist angelehnt
an die Arbeit von [Christ und Sattelmayer, 2018].

Auf Grundlage vergleichsweise weniger gemessener FTFs bei relativ weit
auseinanderliegenden Betriebsbedingungen, die als Stiitzstellen dienen, wer-
den unter Verwendung der POD [Holmes et al., 2012] eine endliche Menge
(N) orthonormaler Basisfunktionen ©; generiert sowie die korrespondieren-

den Betriebspunkt-abhéngigen Fourier-Koeffizienten ci(Q, A) ermittelt. Die
FTFs koénnen demnach anhand folgender Linearkombination approximiert

8kennzeichnend fiir den Ort der groBten Wirmefreisetzung
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werden:
N

FTR(f) ~ FTF(f) = Y. c(Q. ) - 0:(f). (4.41)

i=1
Dieses Vorgehen entspricht dem Konzept der Fourier-Reihenentwicklung,
wobei eine gegebene Funktion auf Basis trigonometrischer Ansatzfunktionen
approximiert wird. In dieser Hinsicht kann das beschriebene Verfahren als

eine verallgemeinerte Fourier-Reihenentwicklung betrachtet werden.

Um die Flammendynamik bei unvermessenen Betriebsbedingungen zu er-
mitteln, werden zunéchst die beziiglich der Stiitzstellen abgeleiteten Fourier-
Koeffizienten innerhalb des untersuchten Betriebsbereichs der Ringbrenn-
kammer linear interpoliert. Die FTF an einem beliebigen Betriebspunkt
bestimmt sich nach GIl. 4.41, d. h. durch Summation aller Basisfunktionen,
die mit den zugehorigen linear interpolierten Koeffizienten multipliziert wer-
den. Es gilt anzumerken, dass die Interpolation getrennt fiir die Amplitude
und Phase durchgefithrt wird, da die FTF eine komplexwertige Funktion
1st.

Die beschriebene Vorgehensweise wird im Folgenden exemplarisch anhand
der Bestimmung der FTF-Phase fiir eine Einzelflamme bei Q = 50kW und
A = 1.5 erlautert. Dazu werden gemessene FTFs an den vier Betriebspunk-

ten Q = 50kW & @Q = 60kW sowie A\ = 1.4 & X\ = 1.6 (siche Abb. 4.53)
als Stiitzstellen zur Generierung der empirischen Funktionsbasis mittels der

| | | | |
100 200 300 400 500 600
f

Abbildung 4.53.: Gemessene FTF-Phasen fur Q = 50kW & é = 60kW
und A = 1.4 & A = 1.6 (—) sowie nach Gl 4.41 ap-

proximierte (F'T'F') Phasenverlaufe (---) unter Verwen-
dung von drei Basisfunktionen.
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POD verwendet. In diesem Kontext werden drei Basisfunktionen genutzt,
die in Abb. 4.54 (links) dargestellt sind und im Folgenden als “Moden* be-
zeichnet werden. Der “Energieinhalt® dieser POD-Moden wird in Abb. 4.54
(rechts) anhand der jeweiligen Eigenwerte charakterisiert.

0.4 10()‘; T T T
02 [ - 1071 % é
0, < i ]
3 ol |
—0.2 | 10 :
—0.4‘ ‘ : ‘ ‘ ‘ 10—3 L | I I ®
200 300 400 500 600 1 1.5 2 25 3

£ .

Abbildung 4.54.: Mittels POD generierte Funktionsbasis (links): empiri-
sche Mode 1 (=), Mode 2 (=), Mode 3 (—).
Eigenwerte \; der drei Moden (rechts).

Wie in Abb. 4.55 fiir die erste Basisfunktion (Mode 1) veranschaulicht,
wird der zugehorige Fourier-Koeffizient in Abhédngigkeit der ermittelten
Koeffizient-Werte an den Stiitzstellen (gekennzeichnet durch schwarze Krei-
se) linear interpoliert und folglich am Betriebspunkt Q = 50kW, A =15
ausgewertet (roter Punkt). Analog werden die Fourier-Koeffizienten der an-
deren beiden Basisfunktionen bei denselben Betriebsbedingungen durch li-
neare Interpolation bestimmt. Diese werden anschliefend mit den korre-

Abbildung 4.55.: Lineare Interpolation des Fourier-Koeffizienten der Ba-
sisfunktion 1.
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spondierenden Basisfunktionen (Abb. 4.54) multipliziert sowie nach Gl. 4.41
aufsummiert. Daraus folgt der interpolierte Phasenverlauf der FTF am Be-
triebspunkt Q = 50kW, A\ = 1.5, wie in Abb. 4.56 gezeigt. Der aus experi-
mentell ermittelten Daten abgeleitete exakte Wert des Fourier-Koeffizienten
der ersten Basisfunktion am Betriebspunkt @ = 50kW, X\ = 1.5 ist in
Abb. 4.55 durch einen schwarzen Kreis gekennzeichnet. Es zeigt sich eine
geringe Abweichung zum interpolierten Koeffizienten (roter Punkt). Die-
se Ungenauigkeit resultiert aus der vereinfachten linearen Interpolation und
bedingt einen Fehler im interpolierten Phasenverlauf in Bezug auf die gemes-
sene FTF-Phase, vgl. Abb. 4.56. Des Weiteren kann es wegen der Nutzung
einer endlichen Anzahl von Basisfunktionen und der sich daraus ergeben-
den Approximation in Gl. 4.41 zu einem Abbruchfehler kommen. Es zeigte
sich allerdings, dass der Phasenverlauf der FTF bereits unter Verwendung
von drei Basisfunktionen exakt abgebildet werden kann, wie in Abb. 4.53
dargestellt. Um die Flammendynamik in einem speziellen Frequenzbereich
bestmoglichst zu interpolieren, beispielsweise in der Néhe der Eigenfrequenz
einer untersuchten akustischen Brennkammer-Mode, kann des Weiteren ei-
ne a priori Gewichtung verwendeten Stiitzstellen vorgenommen werden.

100 200 300 400 500 600

f

Abbildung 4.56.: Interpolierter (——) und gemessener (——) Phasenverlauf
der FTF am Betriebspunkt Q = 50kW, A = 1.5.

Hinsichtlich der Anwendbarkeit des aufgezeigten POD-basierten Interpo-
lationsverfahrens ist abschlieend anzumerken, dass diese Methodik auch
eingesetzt werden kann, um Elemente der BTM/BFTM oder die Impedanz
der Austrittsdiisen zu interpolieren.
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4.7. Verbrennungsinstabilititen

Bisher wurden in Kap. 4.2 - 4.5 die einzelnen physikalischen Mecha-
nismen, die akustische Verluste in den Systemkomponenten der betrach-
teten Labor-Ringbrennkammer verursachen, isoliert analysiert. Anschlie-
end wurde in Abschnitt 4.6 beschrieben, wie es in der Brennkammer
zur Schallerzeugung kommt. Im folgenden Kapitel wird nun anhand der
Labor-Ringbrennkammer (Abb. 4.1) das thermoakustische Gesamtsystem
untersucht, um u.a. thermoakustische Verbrennungsinstabilitaten vorher-
zusagen. Wie in Abschnitt 4.6.2 besprochen, fithrt die durch die Brennkam-
merakustik erzeugte Dynamik der Flammen zu periodischen Schwankun-
gen der Warmefreisetzungsrate und folglich zu Volumenfluktuationen. Bei
bestimmter relativer Phasenlage zwischen einer akustischen Brennkammer-
Mode und der akustisch modulierten Flammendynamik kann es zur kon-
struktiven Riickkopplung kommen und demzufolge zu einem selbsterregten
Resonanzphédnomen, das als thermoakustische Verbrennungsinstabilitaten
bezeichnet wird. Diese sind im linearen Bereich durch ein exponentielles
Anwachsen der Druckamplitude gekennzeichnet.

Die Notwendigkeit dieser “kritischen* Phasenbeziehung wurde bereits von
Lord Rayleigh (1878) aufgezeigt und wird durch das Rayleigh-Kriterium
mathematisch beschrieben!:

1 rto+T , y !
Swx = 7 /t L7 ()@ (H)avdt > 0. (4.42)

Hierbei sind p’ die akustischen Druckfluktuationen an der Flammenfront
und @' die globalen Schwankungen der Warmefreisetzungsrate. Das Pro-
dukt beider Variablen wird iiber das Volumen der Flamme und einen
Schwingungszyklus integriert. Positive Werte der integralen Grofle Sgi cha-
rakterisieren das notwendige Kriterium fiir das Auftreten von thermoakus-
tischen Instabilitdten. Diese ergeben sich vor allem, wenn erhohte Warme-
freisetzung naherungsweise oder vollstiandig in Phase mit der akustischen
Druckschwankung ist. Entscheidend fiir ein thermoakustisch stabiles Be-
triebsverhalten von Brennkammern ist schlussendlich, dass die periodisch
zugefiihrte Energie die akustischen Verluste nicht tibersteigt.

9Bei Vernachlissigung von Entropiefluktuationen [Nicoud und Poinsot, 2005].
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5 Lineare thermoakustische Stabi-
lititsanalyse

5.1. Konfigurierung des Ringbrennkammer-Modells
und numerisches Verfahren

Zur linearen thermoakustischen Stabilitdtsanalyse wird im Modell der
Ringbrennkammer (s. Kap. 4.1) eine flichengemittelte axiale Verteilung der
Temperatur bzw. der Schallgeschwindigkeit zum Approximieren der Tem-
peraturfelder der Flammen beriicksichtigt, wie exemplarisch in Abb. 5.1
gezeigt. Abhéngig von den Betriebsbedingungen kann basierend auf experi-
mentell bestimmten, zeitlich gemittelten Verteilungen der O H* Chemilumi-
neszenz einer Einzelflamme (vgl. Abschnitt 4.6.3) der axiale Gradient der
Temperaturverteilung approximiert werden. Hierbei wird im Weiteren ange-
nommen, dass die Temperatur stromab der Flammen (nédherungsweise) kon-
stant bleibt. Das absolute Temperaturniveau in der Ringbrennkammer kann
auf Grundlage analytischer Korrelationen nach [Bade, 2014] modelliert wer-
den, um in Abhéngigkeit der analysierten Betriebsbedingungen die Eigen-
frequenzen der ersten Brennkammer-Umfangsmode (570 — 600H z) korrekt
zu erfassen. Zuséatzlich wird eine axiale Blockstromung betriebspunktbezo-
gen im Modell der Ringbrennkammer betrachtet. Akustische Grenzschich-
ten an den Brennkammerwédnden werden wie bei den vorherigen numeri-
schen Untersuchungen vernachlassigt. Demnach ist im Modell wiederum
keine Gitterverfeinerung in Wandnahe erforderlich und fiir die betreffende
Randbedingung (“slip wall“) ergibt sich

v - nr = 0. (51)
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Abbildung 5.1.: Fliachengemittelte axiale Verteilung der Temperatur im
Modell der Ringbrennkammer.

Zur Bestimmung des linearen thermoakustischen Stabilitatsverhaltens
wird auf Grundlage der (isentropen) LEE im Frequenzbereich (Kap. 2.1.3)
die Wellenausbreitung in den akustisch gekoppelten Rechengebieten des
Plenums und der Brennkammer (s. Abb. 4.1) in Abhéngigkeit der betriebs-
punktspezifischen Randbedingungen des Ringbrennkammer-Modells nume-
risch berechnet. Hierzu wird wieder das in Kap. 4.2 beschriebene stabilisierte
Finite-Elemente-Methode (FEM) Verfahren genutzt, unter Verwendung li-
nearer Formfunktionen und eines unstrukturierten Netzes mit ca. 108000
Tetraederelementen bzw. 85000 Freiheitsgraden sowie der kommerziellen
FEM Software [Comsol, 2014]. Infolge der Anwendung des numerischen
Verfahrens ergibt sich aus dem Differentialgleichungssystem der LEE ein
algebraisches System der Form

iwEp = A¢p+ L, (5.2)

wobei qAb den Losungsvektor kennzeichnet, bestehend aus den komplexen
Amplituden der akustischen Variablen an den N Knoten des Rechengit-
ters. E/, A beschreiben symmetrische Matrizen der Dimension N x N und
werden oftmals als Massen- und Steifigkeitsmatrix®® bzw. im Kontext der
Systemtheorie [Follinger und Konigorski, 2013] als Deskriptor- und System-
matrix bezeichnet. Erregerort und Intensitit duflerer/externer akustischer
Systemanregung sind durch den Lastvektor L charakterisiert.

20In Anlehnung an die Verwendung der FEM in der Strukturmechanik.
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Déampfer

Um die (komplexen) Eigenfrequenzen und (Eigen-) Schwingformen bzw.
die charakteristischen raumlichen Druckfelder der akustischen Moden in
der Ringbrennkammer auf Grundlage des FEM-Modells zu ermitteln, wird
auf Basis von Gl. 5.2 die nicht-triviale Losung des homogenen Systems be-
stimmt, d. h. ohne duflere Anregung (L = 0). Fiir die (erste) Umfangsmo-
de in der Brennkammer ergibt sich aus dieser Eigenfrequenz-Analyse ein
Paar raumlich orthogonaler Moden, vergleichbar zu Gl. 2.71. Die komplex-
wertigen Eigenfrequenzen des Moden-Paars charakterisieren hierbei die mo-
dale Dynamik der Umfangsmode. Der reell-wertige Anteil beschreibt die
“physikalische* (Schwing-) Frequenz der akustischen Oszillationen und der
imagindre Anteil die zugehorige Dampfungsrate der Umfangsmode, anhand
derer das lineare thermoakustische Stabilitatsverhalten bewertet /beurteilt
werden kann, vgl. beispielsweise [Zahn et al., 2016]. Anzumerken ist, dass
sich z.B. nach [Noiray et al., 2011] bei rotationssymmetrischen Systemen
ein “degeneriertes® Moden-Paar ergibt, d. h. beide Moden haben die glei-
che Schwingfrequenz und dieselben Démpfungsraten. Die (Eigen-) Schwing-
form einer der Mode des Paars, welches die modale Dynamik der ersten
Brennkammer-Umfangsmode beschreibt, ist in Abb. 4.1 (rechts) gezeigt.

5.2. Analyse der thermoakustischen Stabilitit beim
Betrieb der Ringbrennkammer ohne Dampfer

Zunachst wird ohne Einsatz von Dampfern das lineare thermoakustische
Stabilitatsverhalten der Ringbrennkammer bei Q = 450kW — 800kW
thermischer Leistung und variierender Luftzahl A = 1.4 — 2.0 (entsprechend
dem experimentell betrachteten Betriebsbereich), auf Basis berechneter
Dampfungsraten « (%i), analysiert. Die hieraus hinsichtlich der ersten
Brennkammer-Umfangsmode ermittelte Stabilitatskarte ist in Abb. 5.2
dargestellt. Aufgrund der Rotationssymmetrie der Brennkammer ergeben
sich, wie zuvor besprochen, die gleiche (Eigen-) Schwingfrequenz und
dieselben Dampfungsraten fiir das somit “degenerierte” Moden-Paar,
welches die modale Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode

beschreibt. Daher ist in Abb. 5.2 jeweils nur ein einzelner Wert an jedem
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betrachteten Betriebspunkt angegeben. Die schwarz markierten Damp-
fungsraten kennzeichnen Ergebnisse aus FEigenfrequenz-Berechnungen
unter der Verwendung experimentell bestimmter Flammendynamik im
Ringbrennkammer-Modell. Magentafarbene Zahlenwerte ergeben sich auf
Grundlage interpolierter F'TFs, die mittels des in Kap. 4.6.7 beschriebenen
POD-basierten Verfahrens bestimmt wurden. An drei Betriebspunkten
werden Eigenfrequenz-Analysen sowohl basierend auf interpolierter als
auch gemessener Flammendynamik durchgefithrt, um die Sensitivitéit
berechneter Dampfungsraten beziiglich auftretender Fehler in der FTF-
Interpolation (vgl. Kap. 4.6.7) beurteilen zu kénnen. Es zeigt sich in Abb.
5.2, dass Interpolationsfehler Unsicherheiten von Aa = 10 — 18% bewirken

konnen.
v in ed
800 s
- 100
750
Experimeritelle
700 Grenz;‘/%/ 190
E 650 : i
= 0
Oy
600
-50
550
500 -100

Abbildung 5.2.: Aus berechneten Dampfungsraten o (“?) der ersten
Brennkammer-Umfangsmode ermittelte Stabilitatskarte,
ohne Finsatz von Dampfern. (Schwarz: Eigenfrequenz-
Analyse mit gemessener F'TFs, magenta: mit interpolier-
ter Flammendynamik).
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Déampfer

Die Stabilitatskarte (Abb. 5.2) ist unterteilt in einen durch positive Damp-
fungsraten charakterisierten, thermoakustisch stabilen Betriebsbereich und
einen instabilen, mit negativen Dampfungsraten bzw. Anfachungsraten.
Letztere bewirken physikalisch zunéchst ein exponentielles Anwachsen der
akustischen Druckamplitude, s. Kap. 6.2. Mit zunehmender Schwankungs-
amplitude wiirde es jedoch beispielsweise aufgrund von Nichtlinearitaten
(Sattigung) der Flammendynamik zu Grenzzyklus-Schwingungen (engl. li-
mit cycle) in der Brennkammer kommen, vgl. z.B. [Lieuwen, 2012]. Im Wei-
teren zeigt sich im thermoakustisch stabilen Betriebsbereich in Abb. 5.2,
wie die Dampfungsraten zur berechneten Stabilitatsgrenze hin stetig abneh-
men. Diese ist anhand der (roten) 0724 - Isolinie gekennzeichnet. Gleicher-
maflen ergibt sich ein kontinuierlicher Anstieg der linearen Anfachungsrate
im instabilen Bereich. In Abb. 5.2 ist ebenfalls der experimentell beobach-
tete Ubergang vom stabilen zum instabilen Betriebsverhalten dargestellt
(weile Stabilitdtsgrenze), der anhand des Auftretens starker Grenzzyklus-
Schwingungen der ersten Brennkammer-Umfangsmode charakterisiert wur-
de, vgl. [Betz et al., 2017]. Aus dem Vergleich der numerischen und experi-
mentellen Stabilitatsgrenze lasst sich konstatieren, dass auf Grundlage des
konzipierten Modellierungsverfahrens das thermoakustische Stabilitatsver-
halten der Labor-Ringbrennkammer in einem groflen Betriebsbereich vor-
hergesagt werden kann.

Zur weiteren Validierung der Modellierungsergebnisse konnen experimen-
tell ermittelte Dampfungsraten verwendet werden. Bei den Betriebsbedin-
gungen () = 515kW, X\ = 1.8 ergibt sich aus dem Experiment eine Damp-
fung von 110 — 125% fiir die erste Brennkammer-Umfangsmode mit 570H z
Eigenfrequenz, s. [Betz et al., 2017]. Die berechnete Dampfungsrate betrigt
bei diesem Betriebspunkt 108% (vgl. Abb. 5.2) bei gleicher Eigenfrequenz
der Mode. In Tab. 5.1 ist ein entsprechender Vergleich fiir weitere Betriebs-
punkte beschrieben. Es zeigt sich, dass auf Basis des Modells der Ring-
brennkammer ebenfalls eine quantitative Vorhersage der Dampfungsraten
erreicht werden kann.
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Betriebspunkt (ohne Dampfer) Simulation  Experiment
BFTM: 6:2 = H15kW, A = 1.8, mit Diisenimpedanz 108 % 110-125 %
BFTM: @ = 610kW, A = 1.65, mit Diisenimpedanz 18.2/ 28.2 "¢ 31-43 24
BFTM: Q = 670kW, A = 1.8, mit Diisenimpedanz 427 rad 73-86

Tabelle 5.1.: Vergleich berechneter und von [Betz, 2017] experimentell er-
mittelter Dampfungsraten bei verschiedenen Betriebsbedin-
gungen (ohne Einsatz von Dampfern).

5.3. Dampfung in den Systemkomponenten der
Ringbrennkammer

Der Beitrag der auftretenden akustischen Verluste in den verschiedenen
Systemkomponenten der Ringbrennkammer zur Gesamtdémpfung der ers-
ten Brennkammer-Umfangsmode wird im Folgenden untersucht. Zur Analy-
se der erzeugten Dampfung durch die Drallbrenner wird die im Kontext des
akustischen Kopplungsverfahrens (Kap. 4.1) verwendete Brenner-Flammen-
Transfer-Matrix (BFTM) durch die Brenner-Transfer-Matrix (BTM) er-
setzt. Dies bewirkt im Modell der Ringbrennkammer, dass es zu keiner
akustischen Anregung durch die Flammendynamik kommt. Des Weiteren
werden der Brennkammeraustritt sowie alle sonstigen Randbedingungen im
Ringbrennkammer-Modell als schallharte Wand modelliert (Gl. 5.1). Dem-
zufolge ergibt sich die hierbei auftretende Dampfung in der Ringbrennkam-
mer lediglich durch die Ubertragung von akustischer Energie auf fluktuie-
rende Wirbelstrukturen in den Scherschichten der Drallstromungen infolge
linearer Modenkopplung (Kap. 3), wie in Kap. 4.2 diskutiert. Dieser Ver-
lustmechanismus ist in den Elementen der BTM beinhaltet. Bei der Berech-
nung der Dampfungsraten werden die fiir den Betriebspunkt @ = 515kW,
A = 1.8 zugehorige flaichengemittelte axiale Temperaturverteilung sowie
die dabei zugrunde liegende BTM betrachtet. Auflerdem wird keine axiale
Blockstromung beriicksichtigt, da es nach Gl. 3.28 auch an einem voll re-
flektierenden Rand (R = 1) infolge von Konvektionseffekten zu Verlusten
akustischer Energie in Abhéngigkeit der Mach-Zahl kommen kann. Aller-
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dings verursacht die axiale Blockstromung bei allen betrachteten Betriebs-
bedingungen (s. Abb. 5.2) nur sehr geringe Mach-Zahlen in der Ringbrenn-
kammer. Demzufolge ist der Einfluss von konvektiven akustischen Verlusten
iiber den Brennkammeraustritt vernachlassigbar.

Aus einer Eigenfrequenz-Analyse dieser Modellkonfiguration resultieren
Dampfungsraten von 107% fir das degenerierte Modenpaar, welches
die modale Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode ohne Flam-
menriickkopplung beschreibt (s. Tab. 5.2). In diesem Fall betrédgt der relative
Druckverlust iiber die Drallbrenner 3.2%. Die Beziehung zwischen den re-
lativen Druckverlusten und den resultierenden Dampfungsraten wird eben-
falls im Kontext dieser Modellkonfiguration unter Verwendung verschiede-
ner Betriebspunkt- bzw. Druckverlust-abhéangiger BTMs untersucht und in
Abb. 5.3 aufgezeigt. Der hierbei betrachtete Wertebereich ist reprasentativ
fiir die resultierenden relativen Druckverluste bei den in Abb. 5.2 unter-
suchten Betriebsbedingungen. Eine Erhéhung der relativen Druckverluste
(GL. 3.21) ergibt sich durch einen vergréerten mittleren Massenstrom. Dies
verursacht nach Gl. 3.23 einen Anstieg der linearen akustischen Druckver-
luste bzw. eine starkere lineare Modenkopplung (vgl. Gl. 3.13). Aus Abb.
5.3 ergibt sich beispielsweise, dass bei 30%iger Erhohung der Druckverluste
die akustische Dampfung ebenso um ca. 30% ansteigt.

Im Weiteren wird nun im Kontext des akustischen Kopplungsverfahrens

a in rad/s
—_
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(@)

\
‘\
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rel. Druckverlust in %

Abbildung 5.3.: Beziehung zwischen den relativen Druckverlusten iiber
die Drallbrenner [%] und den berechneten Dampfungsra-
ten der ersten Brennkammer-Umfangsmode.
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(aK) die BTM wieder durch die bei den Betriebsbedingungen Q = 515kW,
A = 1.8 zugrunde liegende BFTM (in Streumatrix-Form) ersetzt. Somit
beinhaltet das Modell der Ringbrennkammer den Effekt der akustisch-
erzeugten Dynamik der Flammen (Flammenriickkopplung), was, bedingt
durch die einhergehende Schallerzeugung, zur akustischen Anregung fiihrt.
Dies manifestiert sich demnach in einer Verringerung der Dampfungsrate
der ersten Brennkammer-Umfangsmode auf 67.5% (Tab. 5.2). Nachfolgend
wird die Randbedingung am Auslass der Brennkammer (s. Abb. 4.1) wie-
der durch die akustischen Eigenschaften der Austrittsdiisen beschrieben. Bei
Q =515kW, A =1.8 ergeben sich analytisch ermittelte Abgastemperaturen
von ca. 1500K und eine Mach-Zahl von M = 0.4 im Diisenhals. Die fiir die-
se Betriebsbedingungen berechneten Diisenimpedanzen sind in Abb. 4.47
dargestellt. Aufgrund der auftretenden akustischen Verluste in den Aus-
trittsdiisen, die in Kap. 4.5 analysiert wurden, erhoht sich die Dampfung
der Ringbrennkammer somit auf 10872 (Tab. 5.2).

Da sich die (Eigen-) Schwingfrequenz der ersten Umfangsmode in der
Ring-Brennkammer und im Ring-Plenum aufgrund verschiedener Geome-
trien und Temperaturen (s. Abb. 5.1) unterscheiden, treten im Plenum bei
570H z (Eigenfrequenz der ersten Brennkammer-Umfangsmode) nur sehr
geringe Druckamplituden auf, wie beispielhaft in Abb. 4.1 (rechts) darge-
stellt?!. Somit haben die akustischen Eigenschaften des Plenum-Eintritts
einen vernachldssigbaren Einfluss auf die (Gesamt-) Dampfung der ersten
Brennkammer-Umfangsmode. Im Modell der Ringbrennkammer wird des-
halb die Einlass-Impedanz vereinfacht als voll-reflektierende Wand beschrie-
ben.

Es kann somit schlussgefolgert werden, dass beim Betrieb der Ringbrenn-
kammer ohne Resonatoren der grofite Teil der sich ergebenden akustischen
Déampfung durch die in den Drallbrennern auftretenden Verlustmechanis-
men erzeugt wird und sich ein kleinerer Anteil infolge akustischer Verluste
in den Austrittsdiisen ergibt. Die Dynamik der Flammen wirkt am betrach-
teten Betriebspunkt hingegen akustisch anfachend.

21Dies wurde ebenso experimentell in der Labor-Ringbrennkammer beobachtet.
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5.4 Einfluss von Dampfern auf die modale Dynamik der ersten
Brennkammer-Umfangsmode

Modellkonfiguration Simulation Experiment
aK: BTM, Brennkammer-Austritt: R = 1 107% -
aKK: BFTM, Brennkammer-Austritt: R = 1 67.5 % -
aK: BFTM, Diisenimpedanz 108 %l 110-125 %l

aK: BFTM, Diisenimpedanz, 4 Dampfer (12% Por.) - 90° 219 ¢ 200-235 ¢
aK: BFTM, Diisenimpedanz, 4 Dampfer (18% Por.) - 90° 255 ™4 250-305 ¢

Tabelle 5.2.: Vergleich berechneter und experimentell ermittelter Damp-
fungsraten fiir verschiedene Modellkonfigurationen.

5.4. Einfluss von Dampfern auf die modale Dynamik
der ersten Brennkammer-Umfangsmode

Die resultierende Dampfung der ersten Brennkammer-Umfangsmode am
Betriebspunkt @ = 515kW, A = 1.8 wird weiterfithrend beim Einsatz
von vier Resonatoren untersucht. Diese sind 90° zueinander iiber den
Brennkammer-Umfang mit der in Abb. 4.1 skizzierten axialen Positionie-
rung an der Brennkammerwand angeordnet. Hierbei werden zuerst Déampfer
mit 18% Lochblech-Porositat und 170mm Kavitatslange sowie vorgeheizter
Spilluft in Form einer Impedanz-Randbedingung im Modell der Ringbrenn-
kammer bertiicksichtigt, wie in Kap. 4.3.7 beschrieben und validiert. Die
akustischen Eigenschaften des verwendeten Déampfer-Designs sind durch
den in Abb. 4.34 schwarz gekennzeichneten Reflexionsfaktor beschrieben.
Zunachst wird das fiir “moderate” Druckamplituden resultierende ther-
moakustische Systemverhalten anhand von FEigenfrequenz-Berechnungen
dieser Modellkonfiguration analysiert. D. h. im Fall, dass es nicht zum Ein-
dringen von Heif3gas in die Resonatoren kommt und somit zu keiner Ver-
stimmung der zugehorigen Dampfercharakteristik (Abb. 4.34). Unter den
gegebenen Bedingungen erhoht sich die berechnete Dampfung der ersten
Brennkammer-Umfangsmode auf 255%, s. Tab. 5.2. Die gleichférmige Ver-
teilung der Resonatoren iiber den Umfang der Brennkammer bedingt wie-
derum gleiche Dampfungsraten fiir beide Moden des Paares, das die modale
Dynamik der ersten Brennkammer-Umgangsmode beschreibt.
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Im Experiment wurde der Einfluss einer dquivalenten Dampferkonfigura-
tion auf die modale Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode am

selben Betriebspunkt () = 515kW, A = 1.8) analysiert. Dazu wurden ent-
sprechend zur numerischen Untersuchung Resonatoren mit 18% Lochblech-
Porositdt und 170mm Kavititslinge unter Verwendung 0.32¢ vorgeheiz-
ter Spiilluft eingesetzt. Auf Grundlage zweier Verfahren, die eine Analyse
der modalen Dynamik von akustischen Moden basierend auf Messungen
des Brennkammerlarms ermoéglichen, konnten Dampfungsraten der ersten
Brennkammer-Umfangsmode von 250 — 305% ermittelt werden, s. [Betz
et al., 2017]. Im Fall der Nutzung einer weiteren Methodik, bei der das Ab-
klingverhalten eines betrachteten (thermo-) akustischen Systems nach star-
ker Anregung durch Sirenen analysiert wird und daraus die Dampfungsei-
genschaften bestimmt werden, resultierten dagegen deutlich kleinere Damp-
fungsraten von 169i48%. Aufgrund der sich durch die akustische Anregung
ergebenden starken Druckpulsationen in der Brennkammer, die das Ampli-
tudenniveau des Brennkammerldrms am betrachteten (stabilen) Betriebs-
punkt um ein Vielfaches iibersteigen, kommt es demzufolge zum Eindrin-
gen von Heifigas in die Resonatoren, vgl. Abb. 4.41. Dies bedingt eine Ver-
schiebung der Resonanzfrequenz und somit auch der Dampfercharakteristik
zu hoheren Frequenzen, wie in Abschnitt 4.4.3.3 bereits beschrieben und
in Abb. 5.4 anhand des Absorptionskoeffizienten der verwendeten D&mp-
fer veranschaulicht. Hierbei erfolgt, resultierend aus der Verstimmung der

1
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Abbildung 5.4.: Verschiebung des Absorptionskoeffizienten vorgeheizter
Resonatoren (18% Lochblech-Porositiat und 170mm Ka-
vitatslange) zu hoheren Frequenzen und daraus resultie-
rende Abnahme der Absorptionsleistung bei 570H z.
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5.4 Einfluss von Dampfern auf die modale Dynamik der ersten
Brennkammer-Umfangsmode

Déampfer, eine erhebliche Verschlechterung der akustischen Absorptionsleis-
tung an der 570H z-Zielfrequenz (Eigenfrequenz der ersten Brennkammer-
Umfangsmode).

Bei Messungen ohne Sirenen-Anregung am thermoakustisch stabilen Be-
triebspunkt @ = 515kW, A = 1.8 werden Druckfluktuationen in der Brenn-
kammer durch den Resonator-Einsatz stark geddampft (s. Kap. 6.1). Dem-
zufolge kann die Spiilluft das Eindringen von Heifligas in die Resonator-
Kavitat verhindern. Somit kommt es zu keiner Frequenz-Verschiebung
der Déampfercharakteristik. Unter diesen Bedingungen erzeugen die auf
570H z-Zielfrequenz ausgelegten Dampfer (Abschnitt 4.4.2) eine signifi-
kante Erhohung der akustischen Dampfung der ersten Brennkammer-
Umfangsmode um Ao = 147% im Vergleich zum Betrieb der Brennkammer
ohne Resonatoren. Folglich ergibt sich eine gute Ubereinstimmung zwischen
berechneten und experimentell ermittelten Dampfungsraten, s. Tab. 5.2.

Die Sensitivitdt der Dampfung der ersten Brennkammer-Umfangsmode
auf Frequenz-Verschiebungen der akustischen Dampfereigenschaften wird
im Weiteren untersucht. Der orange Kurvenverlauf in Abb. 5.5 beschreibt
die Abhéngigkeit der berechneten Démpfungsraten von Verschiebungen der
Resonanzfrequenz A frr beim Einsatz von Resonatoren mit 18% Lochblech-
Porositat und 170mm Kavitatslange. Im Fall Afrp = 0 entspricht die zu-
grunde liegende Dampfercharakteristik dem Verlauf des schwarz gekenn-
zeichneten Reflexionsfaktors in Abb. 4.34 mit den maximal erreichbaren
Absorptionseigenschaften bei 570H z. Zunéachst fithrt eine Verkleinerung
der Resonanzfrequenz um Afrp = —10Hz zur weiteren Erhohung der
Déampfung. Der Einfluss von Resonatoren auf die modale Dynamik der ers-
ten Brennkammer-Umfangsmode manifestiert sich neben einer Erhchung
der Dampfungsraten ebenso in einer Anderung der Eigenschwingfrequenz
der zugehorigen akustischen Oszillationen, s. z.B. [Zahn et al., 2016].
Fir den untersuchten Fall verkleinert sich die Eigenfrequenz der ersten
Brennkammer-Umfangsmode um 5Hz — 10H z. Da die grofite Absorptions-
leistung erzielt wird, wenn die Dampfer an der Resonanzfrequenz angeregt
werden (vgl. Abb. 5.4), ergibt sich deshalb fiir A fpr = —10H z eine weitere
Steigerung der Dampfungsraten.
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Abbildung 5.5.: Sensitivitdtsanalyse der berechneten Dampfungsra-
ten, abhangig wvon Verschiebungen der Dampfer-
Resonanzfrequenzen A frp, fiir Démpfer mit 18% (—)

sowie 12% (——) Loch-Porositét (bei @) = 515kW A=1.8).

Das FEindringen von Heifigas bewirkt dagegen eine Verschiebung der
Resonanzfrequenz zu hoheren Frequenzen A frp > 0, wie in Abb. 4.43
fir die verwendeten Dampfer veranschaulicht. In Abb. 5.5 zeigt sich
mit zunehmender Abweichung A frp eine Verkleinerung der ermittelten
Déampfungsraten. Dies resultiert, da die durch Heiflgas-Eintritt erzeugte
Verstimmung der Dampfercharakteristik eine deutliche Verschlechterung
der akustischen Absorptionsleistung der Resonatoren an der Eigenfrequenz
der ersten Brennkammer-Umfangsmode verursacht, wie bereits beschrie-
ben und in Abb. 5.4 dargestellt. Bei einer Frequenz-Verschiebung von
Afrp = +40Hz ergibt sich eine berechnete Daémpfungsrate von 172%,
was dem experimentell ermittelten Dampfungsverhalten nach starker akus-
tischer Anregung durch die Sirenen (169 + 48%) entspricht. Abhéngig von
den durch die Sirenen-Anregung erzeugten akustischen Druckamplituden
an den Dampfer-Offnungen konnte auf Basis des in Abb. 4.38 beschriebenen
Verfahrens eine vergleichbare Verschiebung der Resonanzfrequenz in den
Experimenten von ca. A frr = +40H 2z ermittelt werden, die durch Heiflgas-
Eintritt erfolgt. Anzumerken ist, dass sich aufgrund der gleichférmigen
Verteilung der Resonatoren iiber den Brennkammerumfang die gleiche
akustische Anregung fiir alle vier Dampfer ergibt und demnach dieselbe
Verschiebung der Resonanzfrequenzen resultiert. Dies wird in Kap. 6.2
noch weiter analysiert.
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Nachfolgend wird analog zur bisherigen Analyse die Sensitivitdt der
berechneten Dampfungsraten der ersten Brennkammer-Umfangsmode auf
Verschiebungen der Resonanzfrequenz A frr beim Einsatz von Resonatoren
mit 12% Lochblech-Porositat und 160mm Kavititslinge untersucht, wie in
Abb. 5.5 durch den blauen Kurvenverlauf gezeigt. Im Fall Afpr = 0 ent-
spricht die zugrunde liegende Dampfercharakteristik wiederum dem Verlauf
des schwarz gekennzeichneten Reflexionsfaktors in Abb. 4.33 mit den ma-
ximal erreichbaren Absorptionseigenschaften bei 570H z, wofiir sich berech-
nete Dampfungsraten von 219%1 ergeben (Tab. 5.2). Dies ist in guter Uber-
einstimmung mit den resultierenden Dampfungseigenschaften 200 — 235%
aus der Untersuchung einer dquivalenten Resonatorkonfiguration im Expe-
riment fiir den Fall ohne Sirenen-Anregung, s. [Betz et al., 2017].

Anhand der sich in Abb. 5.5 ergebenden Kurvenverldufe fiir die Dampfer
mit 12% sowie 18% Lochblech-Porositét zeigen sich die Vor- und Nachteile
einer breitbandigen Dampfercharakteristik. Bei Verwendung grofierer Po-
rositdten kann eine besonders starke akustische Absorption hervorgerufen
werden, falls die Resonanzfrequenz der Dampfer optimalerweise der Eigen-
frequenz der ersten Umfangsmode in der Brennkammer (beim Betrieb mit
Resonatoren) entspricht. Mit zunehmender Verschiebung der Resonanzfre-
quenz verschlechtert sich hingegen die erzeugte Dampfung der Resonato-
ren erheblich. Im Gegensatz dazu resultiert fiir kleinere Porosititen eine
geringere Sensitivitdt der Dampfungsraten auf Verschiebungen der Reso-
nanzfrequenzen der Resonatoren wegen der breitbandigeren zugrunde lie-
genden Dampfercharakteristik (s. Abb. 4.33). Allerdings verkleinert sich die
maximal erzielbare Absorptionsleistung. Im Vergleich zu 18% Porositat ist
fiir 12% Lochblech-Porositiat der Absorptionskoeffizient an der Resonanz-
frequenz ca. %0 geringer, s. Abb. 5.6. Dies bewirkt nach Abb. 5.5 etwa 20%
schwachere Dampfung.

Auf Grundlage des Modells der Ringbrennkammer wird schliefSlich unter
Einsatz von vier 90° iiber dem Brennkammer-Umfang angeordneten Re-

sonatoren mit 12% Lochblech-Porositiat der Einfluss auf das thermoakus-
tische Stabilitdtsverhalten bei (Q = 450kW — 800kW thermischer Leis-
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Abbildung 5.6.: Vergleich der Absorptionskoeffizienten der Dampfer mit
18% (—) sowie 12% (—) Lochblech-Porositét.

tung und variierender Luftzahl A\ = 1.4 — 2.0 untersucht. Zur Erzeugung
der groffitmoglichen Dampfung an jedem betrachteten Betriebspunkt wird
die Kavitatslange der Resonatoren jeweils angepasst. Aus den berechneten
Déampfungsraten « (in “;—d) der ersten Brennkammer-Umfangsmode resul-
tiert demnach eine “optimale* Stabilitdtskarte, die in Abb. 5.7 dargestellt
ist. Im Vergleich zum ermittelten Betriebsverhalten der Ringbrennkammer
ohne Dampfer in Abb. 5.2 kann durch den Einsatz der betrachteten Damp-
ferkonfiguration eine deutliche Erweiterung des thermoakustisch stabilen
Betriebsbereichs (gekennzeichnet durch positive Démpfungsraten) erzielt
werden. Hierbei verschiebt sich die berechnete Stabilitdtsgrenze, die wieder-
um anhand der (roten) OT;‘d - Isolinie gekennzeichnet ist, zu kleineren Luft-
zahlen. Das Stabilitatsniveau erhoht sich um ca. Aa = 120% im betrachte-
ten Betriebsbereich. Dieser Analyse liegt allerdings zum einen die optimis-
tische Annahme zugrunde, dass es trotz der nur sehr schwachen Dampfung
von stochastischen Storungen nahe der Stabilitdtsgrenze (vgl. Kap. 6.1),
nicht zum Heiflgas-Eintritt kommt und demzufolge zu keiner Verstimmung
der Resonatoren. Zum anderen kénnen die eingesetzten Dampfer in der Pra-
xis nur beziiglich einer Zielfrequenz ausgelegt bzw. optimiert werden. Da
die Eigenfrequenz der ersten Brennkammer-Umfangsmode jedoch abhangig
von den Betriebsbedingungen zwischen 570H z — 600 H 2z variiert, kann nicht
bei allen Betriebspunkten die grofitmogliche Dampfung erzielt werden. Des
Weiteren konnen Unsicherheiten bei der modellbasierten Auslegung der Re-
sonatorlange sowie Schwankungen in der Spiilluft-Temperatur zu Verschie-
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Abbildung 5.7.: Aus berechneten Dampfungsraten « der ersten
Brennkammer-Umfangsmode ermittelte  Stabilitats-
karte bei vier 90° iiber dem Brennkammer-Umfang
angeordneten Dampfern mit 12% Lochblech-Porositét.

bungen der (Ziel)-Resonanzfrequenz fithren. Dies verringert ebenfalls die er-
zeugte Dampfungsleistung der eingesetzten Resonatoren, wie zuvor in Abb.
5.5 aufgezeigt wurde. Demzufolge ist experimentell beim Einsatz der be-
trachteten Dampferkonfiguration von einem eingeschrankteren Bereich ther-
moakustisch stabilen Betriebs der Ringbrennkammer auszugehen.

5.5. Effekt ungleichformig verteilter Dampfer auf die
modale Dynamik der ersten Umfangsmode

Bisher wurde lediglich eine gleiche Verteilung (90°) von vier Dampfern
iiber den Umfang der Brennkammer betrachtet. Nachfolgend wird der Ef-
fekt ungleichférmig verteilter Resonatoren mit 18% Lochblech-Porositat und
170mm Kavitatslange auf die modale Dynamik der ersten Brennkammer-
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Umfangsmode analysiert. Dazu werden zwei weitere Dampferkonfiguratio-
nen untersucht, die sich in ihrer relativen (ungleichférmigen) Anordnung
der Resonatoren unterscheiden, wie in Abb. 5.8 dargestellt. Diese Konfigu-
rationen werden als “C“ und “C4*“ bezeichnet.

Abbildung 5.8.: Konfigurationen “C* (links) und “C4“ (rechts) mit un-
gleichformig verteilten Dampfern.

Die ungleichféormige Verteilung der Démpfer erzeugt hierbei eine
“Aufspaltung” der komplexen Eigenfrequenzen des bisher degenerierten
Moden-Paars, welches die modale Dynamik der ersten Brennkammer-
Umfangsmode beschreibt. Demzufolge ergeben sich aus FEigenfrequenz-
Berechnungen der untersuchten Modellkonfigurationen unterschiedlich star-
ke Dampfungsraten fiir die Moden des Paars, die im Folgenden als Mode 1
und Mode 2 bezeichnet werden. Die berechnete Dampfung der beiden Mo-
den wird in Tab. 5.3 fiir die untersuchten Konfigurationen “C* und “C4“ mit
den sich ergebenden Dampfungsraten ohne Démpfer-Einsatz sowie bei (vier)
90° iiber den Brennkammer-Umfang verteilten Resonatoren (s. Tab. 5.2)
verglichen. Aus der ungleichférmigen Anordnung der Dampfer resultiert eine
“Eigenfrequenz-Aufspaltung”, sodass Mode 1 bis zu 70% weniger gedampft

Mode 1 Mode 2

0 Dampfer 108 ra¢ 108 o
4 Dampfer (18% Por.) - 90° 255 ¢ 255 rad
4 Dampfer (18% Por.) - “C* 138 r2¢ 382 rd
4 Dampfer (18% Por.) - “C4* 120 ¢ 397 rad

Tabelle 5.3.: Vergleich der berechneten Dampfungsraten bei gleich- und
ungleichférmiger Dampferanordnung bei Q=515kW, \=1.8.
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wird als Mode 2. Demzufolge erhoht sich die Dampfung und somit das
Stabilitatsverhalten der ersten Brennkammer-Umfangsmode im Vergleich
zum Betrieb ohne Resonatoren nur um ca. 10%, da es abhédngig von der
kleineren auftretenden Dampfungsrate zu selbsterregten thermoakustischen
Verbrennungsinstabilitdten bzw. zum exponentiellen Anfachen der akusti-
schen Druckamplitude kommt. Dies wird in Abschnitt 6.2 noch aufgezeigt.
Deshalb sollte darauf geachtet werden, dass durch die Anordnung der ein-
gesetzten Dampfer iber den Brennkammer-Umfang keine “Eigenfrequenz-
Aufspaltung” erzeugt wird.

Die Ursache fiir die sich ergebende Eigenfrequenz-Aufspaltung kann fol-
gendermaflen beschrieben werden: Die Ausrichtung von Mode 1 des Paars
hinsichtlich der Dampferkonfiguration “C4“ erfolgt derart, dass die Reso-
natoren sich nahe der Druck-Knotenlinien der Mode befinden, wie in Abb.
5.9 (links) veranschaulicht. Dies bedingt, dass Mode 1 nur sehr schwach
geddmpft wird. Der rdumlichen Orthogonalitét des Paars zufolge (s. Gl.
2.71) ergibt sich hingegen die Ausrichtung der Druckbéduche von Mode 2
entsprechend den Umfangspositionen der Dampfer, vgl. Abb. 5.9 (rechts).
Demnach wird Mode 2 sehr stark gedampft. Gleichermaflen resultiert dies

fiir zwei 180° relativ zueinander angeordneten Resonatoren, vgl. [Zahn et al.,
2016].

Das Auftreten der “Eigenfrequenz-Aufspaltung® bei ungleichférmig ver-
teilten Resonatoren wurde in [Betz et al., 2017] anhand weiterer Dampfer-

r“-r"a\

Abbildung 5.9.: Simulierte Mode 1 (links) und Mode 2 (rechts) des
Moden-Paars.
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Lineare thermoakustische Stabilitdatsanalyse

konfigurationen experimentell und auf Basis des Ringbrennkammer-Modells
untersucht. Dies diente u.a. zur zusatzlichen Validierung des verwendeten
Modellierungskonzepts (Kap. 4.1).

5.6. Einfluss der axialen Verteilung sowie der Anzahl
eingesetzter Resonatoren auf die Dampfung der
ersten Brennkammer-Umfangsmode

Der Ringbrennkammeraufbau ermoglicht die Platzierung von Dampfern
an zwei axialen Positionen, wie in Abb. 4.1 (links) veranschaulicht. In [Zahn
et al., 2016] wurde gezeigt, dass Resonatoren im Falle einer zu dimpfenden
akustischen Mode mit starken axialen Gradienten moglichst an der axia-
len Position der grofiten akustischen Druckamplitude angebracht werden
sollten. So kommt es zur maximalen Anregung der Dampfer und somit
zur groBtmoglichen Absorptionsleistung??. Trotz der Beriicksichtigung ei-
ner flichengemittelten axialen Verteilung der Temperatur im Modell der
Labor-Ringbrennkammer ergibt sich jedoch nur ein sehr geringer Gradient
der berechneten Druckamplitude der ersten Brennkammer-Umfangsmode
in axialer Richtung, wie in Abb. 5.10 dargestellt. Demzufolge resultiert

1

——

0.8 - a

— 06} a
T 04rF 2
0.2 a

0 \ \ \ \
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Abbildung 5.10.: Axiale Verteilung xpx der (normierten) Druckamplitu-
de [p| (—) der ersten Brennkammer-Umfangsmode (fiir
Q = 515kW, A=1.8), mit gekennzeichneten axialen Po-
sitionen der Dampferanschliisse.

22Djes gilt ebenfalls fiir die Dampfung longitudinaler Moden.

142



5.6 Einfluss der axialen Verteilung sowie der Anzahl eingesetzter Resonatoren auf die
Dampfung der ersten Brennkammer-Umfangsmode

ein anndhernd gleiches Dampfungsverhalten der ersten Brennkammer-
Umfangsmode fiir beide axialen Anschlusspositionen der Resonatoren. Erst
bei einer Positionierung der Dampfer noch weiter stromab wiirde sich eine
geringe Reduktion der resultierenden Dampfung ergeben.

Zuletzt wird mit dem Ringbrennkammer-Modell wiederum am Betriebs-
punkt Q = 515kW, X\ = 1.8 untersucht, wie die Anzahl verwendeter Re-
sonatoren die Dampfung der ersten Brennkammer-Umgangsmode beein-
flusst. Hierzu werden (vorgeheizte) Dampfer mit 12% Lochblech-Porositéat
und 160mm Kavitéitslange genutzt, s. Abb. 4.33. Zur Vermeidung des Auf-
tretens von “Eigenfrequenz-Aufspaltungen“ werden die Dampfer im Kon-
text der analysierten Modellkonfigurationen mit 2, 4, 6 und 8 Resonatoren
gleichformig iiber den Umfang der Brennkammer positioniert. Lediglich fiir
die Konfiguration mit zwei Dampfern wird keine 180° Anordnung verwen-
det, da sich hierfiir eine vergleichbare “Eigenfrequenz-Aufspaltung” ergibt,
wie zuvor im Rahmen der “C4“ Konfiguration beschrieben (Kap. 5.5). In
[Zahn et al., 2016] konnte beispielsweise gezeigt werden, dass fiir zwei 90°
zueinander angeordnete Dampfer gleiche Dampfungsraten fiir das Moden-
Paar, welches die modale Dynamik der ersten Umfangsmode beschreibt,
resultieren. In Abhéangigkeit der untersuchten Modellkonfigurationen mit 0,
2 (90°),4 (90°), 6 (60°) und 8 (45°) Resonatoren sind die berechneten Damp-
fungsraten der ersten Brennkammer-Umfangsmode in Abb. 5.11 dargestellt.
Fir die jeweilig resultierenden “degenerierten” Moden-Paare sind nur ein

w
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200 a

« in rad/s

100 | | | | | | |
0 1 2 3 4 ) 6 7 8

Déampferanzahl

Abbildung 5.11.: Einfluss der Anzahl eingesetzter Resonatoren (mit
12% Lochblech-Porositat) auf die Ddmpfung der ersten

Brennkammer-Umgangsmode fir Q = 515kW, A = 1.8.
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einzelner Wert angegeben. Es zeigt sich, dass die Dampfungsrate der ers-
ten Umfangsmode in der Brennkammer mit zunehmender Resonatoranzahl
linear ansteigt.

Die zu erzielende Absorptionsleistung und demzufolge die Anzahl ben6tig-
ter Resonatoren hangt schlussendlich von den maximal auftretenden linea-
ren Anfachungsraten einer zu démpfenden akustischen Mode ab. Je mehr
Resonatoren in Brennkammern eingesetzt werden, desto mehr Spilluft und
somit “Bypass-Luft® ist jedoch zur Kiihlung der Dampfer notwendig. Vor
allem bei magerer Verbrennungsfithrung gilt es, diese auf ein Minimum zu
reduzieren. Deshalb sollte ebenfalls die Anzahl verwendeter Resonatoren mi-
nimiert werden. Durch Verwendung von Dampfern mit groflerer Lochblech-
Porositat kann des Weiteren aufgrund der besseren Absorptionsleistung an
der Resonanzfrequenz (vgl. z.B. Abb. 5.6) mit weniger Resonatoren und
demzufolge mit geringerer Spulluftmenge die gleiche Démpfung erzeugt wer-
den, wie in Abschnitt 5.4 beschrieben.
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6 Zeitbereichssimulationen

6.1. Reduktion der akustischen Druckamplituden in
Brennkammern durch Diampfer-Einsatz

Alternativ. zur Bestimmung der Dampfungsraten anhand von
Eigenfrequenz-Analysen (wie bisher betrachtet) koénnen Simulationen
im Zeitbereich auf Basis des Modells der Ringbrennkammer durch-
gefithrt werden, um die Dampfungseigenschaften von Resonatoren in
der Ringbrennkammer zu beurteilen. Hierbei dient als Dampfungsmafl
die durch Einsatz verschiedener Resonatorkonfigurationen betragsmaflige
Reduzierung der akustischen Druckamplitude in der Brennkammer bei
stochastischer Anregung mit gleichbleibender Intensitét.

Durch eine inverse Fourier-Transformation der GIl. 5.2 ergibt sich eine
Zeitbereichsbeschreibung des Modells der Ringbrennkammer in folgender
Zustandsraumdarstellung?® [Féllinger und Konigorski, 2013]:

d /
B _ A4 + Bu. (6.1)
dt
Hierin bezeichnet ¢’ den Zustandsvektor, bestehend aus den zeitabhingi-
gen akustischen Variablen an den N Knoten des Rechengitters. Der Ein-
gangsvektor u duerer/externer akustischer Systemanregung wird iiber die
Eingangsmatrix B=L in das System eingekoppelt.

Die Ausgangsgleichung24

2 Zustandsraum-Differentialgleichungssystem, 1. Ordnung.
24Unter der Annahme einer vernachlissigbaren Durchschaltmatrix D = 0.
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charakterisiert iiber die Ausgangsmatrix C den Ausgangsvektor y in
Abhéngigkeit des Zustandsvektors.

Die Dimension des Modells der Ringbrennkammer (N x N) bleibt
bei der inversen Fourier-Transformation unverdndert. Im Kontext der
Eigenfrequenz-Analysen ist die resultierende Systemordnung des FEM-
Modells unerheblich. Fiir eine effiziente numerische Integration zur Ermitt-
lung des Zeitverhaltens der akustischen Druckamplitude in der Brennkam-
mer ist die Dimension des Zustandsraummodells jedoch zu grofi. Deshalb
wird im Weiteren ein Modellordnungsreduktionsverfahren angewendet, wie
es von [Hummel et al., 2016] konzipiert wurde. Die generelle Vorgehensweise
hierbei wird im Folgenden beschrieben.

Unter Anwendung einer Ahnlichkeitstransformation ergibt sich fir Gl. 6.1

d /

ECZ? — EVAW® + Bu (6.3)
mit der linken und rechten Eigenvektormatrix V und W = V1. A enthélt
die zugehorigen Eigenwerte in Form einer Diagonalmatrix. Durch Einbezie-
hen des Zusammenhangs WV = V'V = I kénnen Gl. 6.3 und Gl. 6.2
folgendermaflen umformuliert werden:

d¢/ . / —1

y=CVW¢. (6.5)

Im Folgenden wird eine Modellordnungsreduktions- (MOR) Methodik ver-
wendet, um die Dimension des Zustandsraummodells zu verkleinern. Hierbei
wird in Abhéngigkeit des untersuchten Frequenzbereichs eine reduzierte An-
zahl an akustischen Moden ausgewéahlt. Weiterfiihrend wird das vollstandige
System der Dimension (N x N) in den Unterraum (N, x N,) projiziert, der
durch den zugehorigen reduzierten linken Eigenraum aufgespannt wird:

A(N x N) = A, (N, x N,), (6.6)
V(N x N) = V.(N, x N,), (6.7)
W (N x N) = W,(N, x N,). (6.8)
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6.1 Reduktion der akustischen Druckamplituden in Brennkammern durch
Déampfer-Einsatz

Anzumerken ist, dass der Eingangsvektor « und Ausgangsvektor y hiervon
unbeeinflusst bleiben. Fiir das resultierende Modell reduzierter Ordnung
ROM (engl. reduced order model) ergibt sich demnach folgende Zustands-
raumdarstellung:

— A.¢. + B,u, (6.9)

i,
dt
y=C,d.. (6.10)

Um zu prifen, ob die reduzierte Systembeschreibung die Dynamik
des vollstandigen Modells der Ringbrennkammer in dem ausgewdahl-
ten Frequenzbereich (um die Eigenfrequenz der ersten Brennkammer-
Umfangsmode) exakt wiedergibt, werden die jeweiligen Frequenzgangfunk-
tionen H, und H beider Systeme in Abb. 6.1 miteinander verglichen. Die-
se beschreiben das akustische Ubertragungsverhalten bei gleicher exter-
nen/aufleren Anregung beziiglich zweier orthogonal positionierter Druck-
sensoren am Brennkammer-Umfang. Es zeigt sich hierbei eine gute Uber-
einstimmung. Der sich ergebende relative Fehler kann hinsichtlich einer Ho-
Norm bewertet werden

_|IH, (i) — H(iw)l

oliw) [ (i)

und ist kleiner als 2%.
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Abbildung 6.1.: Vergleich der Frequenzgangfunktionen des reduzierten
H, (=) sowie des vollstandigen Modells H (+) der Ring-
brennkammer.
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Somit kénnen im Folgenden fiir Dampferkonfigurationen, bestehend aus
0, 2 (90°), 4 (90°), 6 (60°) und 8 (45°) Resonatoren mit 12% Lochblech-
Porositdt und 160mm Kavitétslinge (analog zu Abschnitt 5.6), Zeitbe-
reichssimulationen auf Basis von ordnungsreduzierten Modellen (ROM) der

Ringbrennkammer bei Q = 515kW, A = 1.8 durchgefithrt werden. In
diesem Kontext wird bei modellhafter stochastischer Flammen-Anregung
mit gleichbleibender Intensitat eines weilen Rauschens, die durch den Ein-
satz der verschiedenen Dampferkonfigurationen verursachte Reduzierung
der akustischen Druckamplitude in der Brennkammer analysiert und quan-
tifiziert. Anzumerken ist, dass die in der Brennkammer auftretenden akus-
tischen Druckamplituden jedoch zu gering sind, damit es zum Eindringen
von Heiflgas in die Resonatoren kommen wiirde. Zur Analyse der Simula-
tionsergebnisse wird ein Ausgangsvektor y definiert, der die dynamischen
Drucksignale p(©y,t) an mehreren Umfangspositionen © der Brennkam-
mer beinhaltet, woraus, basierend auf Gl. 2.71, die modalen Amplituden
na(t) und n,(t) der ersten Brennkammer-Umfangsmode mittels einer linea-
ren Transformation bestimmt werden.

Die Amplitudenspektren von 7,(¢) und n,(¢) sind in Abb. 6.2 resultierend
fir 0, 2 (90°), 4 (90°), 6 (60°) und 8 (45°) relativ zueinander angeordneter
Resonatoren dargestellt sowie normiert beziiglich der maximalen Amplitude
im Fall ohne Dampfer-Einsatz. Hierbei zeigt sich mit zunehmender Anzahl
verwendeter Dampfer eine erhebliche (relative) Reduktion der Druckampli-
tude. Im Rahmen von Eigenfrequenz-Analysen der betrachteten Dampfer-
konfigurationen in Kap. 5.6 ergaben sich bei denselben Betriebsbedingungen
(Q = 515kW, X = 1.8) jeweils gleiche Dampfungsraten fiir beide Moden des
Paars, welches die modale Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode
beschreibt, s. Abb. 5.11. Aus diesem Grund weisen 7,(¢) und n,(¢) in Abb.
6.2 ebenfalls jeweils gleiche Amplitudenbetrige als auch entsprechende Am-
plitudenreduktion und somit aquivalentes akustisches Dampfungsverhalten
auf.

Auf Basis von Abb. 5.11 kann im Weiteren das Verhéltnis aus resul-
tierender Dampfungsrate ohne Resonatoren agr zur Dampfungsrate bei
Resonator-Einsatz «;p fiir die verschiedenen untersuchten Démpferkonfigu-
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6.1 Reduktion der akustischen Druckamplituden in Brennkammern durch
Déampfer-Einsatz

’na‘
|le|

400 600 800 400 600 800

Abbildung 6.2.: Vergleich von |n,(t)| und |n,(¢)| (beziiglich 0 R normiert),
far 0, 2 (90°), 4 (90°), 6 (60°) und 8 (45°) angeordneter
Resonator (R) mit 12% Lochblech-Porositit und 160mm

Kavitatslange (Q = 515kW, A = 1.8).

rationen bestimmt werden, wie in Tab. 6.1 zusammengefasst. Beim Vergleich
der jeweiligen Dampfungsraten-Verhéaltnisse fiir die betrachteten Resonator-
konfigurationen in Tab. 6.1 zur zugehorigen Amplitudenreduktion von 7,(t)
und 7,(¢) in Abb. 6.2 kann ein iibereinstimmender Trend beobachtet wer-
den. Beispielsweise ergibt sich fiir die vier (90°) angeordneten Resonatoren
ein Verhaltnis der Dampfungsraten von 0.47 (s. Tab. 6.1). Gleichermafien
halbiert sich die Amplitude von 7,(¢) und n,(t). D. h. die akustische Druck-
amplitude in der Brennkammer reduziert sich im Vergleich zum Betrieb

iR OCOR/OQR
0OR 1

2R 0.64

4 R 0.47

6 R 0.37

8 R 0.3

Tabelle 6.1.: Dampfungsrate ohne Resonatoren ayr zu Dampfungsrate bei
Resonator-Einsatz o, abgeleitet aus Abb. 5.11.
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ohne Dampfer um 50%.

Im Umkehrschluss bedeutet dies jedoch ebenso, dass die Reduktion der
akustischen Druckamplituden nahe der Stabilitatsgrenze aufgrund nur klei-
ner sich ergebender Dampfungsraten lediglich sehr gering ist (vgl. Abb. 5.7).
Stochastische Storungen werden somit nur schwach gedampft und kénnen
infolgedessen Heiflgas-Eintritt in den verwendeten Dampfer “triggern®.

6.2. Simulation von Grenzzkylus-Schwingungen

Zur Berticksichtigung Druckamplituden-abhéngiger Dampfereigenschaften
im Rahmen von Zeitbereichssimulationen wird das in Abb. 6.3 vereinfacht
dargestellte Verfahren genutzt, das vergleichbar zu der in Abb. 4.38 skizzier-
ten Prozedur ist. Je nach akustischer Druckamplitude |p/(w)| an der Offnung

Abbildung 6.3.: Verfahren zur  Beriicksichtung  Druckamplituden-
abhédngiger Dampfereigenschaften im Kontext von
Zeitbereichssimulationen.

eines betrachteten Resonators respektive an der zugehorigen Randflache im
Modell der Ringbrennkammer wird zu jedem Zeitschritt mittels der (an-
fangs unverstimmten) Dampfer-Impedanz bzw. Admittanz A(w, |v'(w)]) die
Amplitude der Geschwindigkeitsschwankungen |v'(w)| an der Resonatoroff-
nung nach Gl. 4.28 bestimmt. Somit kann auf Basis der Untersuchungen
in Abschnitt 4.4.3.3 eine Frequenz-Verschiebung der Resonator-Admittanz
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6.2 Simulation von Grenzzkylus-Schwingungen

in Abhangigkeit von |u/(w)| bestimmt werden. Diese beschreibt schliefllich
abhéngig von der temporaren akustischen Druckamplitude die Randbedin-
gung des jeweiligen Resonators im Ringbrennkammer-Modell und dient im
néchsten Zeitschritt der Bestimmung von |u'(w)).

Im Weiteren wird zunachst eine Modellkonfiguration bestehend aus vier
90° iiber den Brennkammerumfang angeordneten Resonatoren mit 12%
Lochblech-Porositat betrachtet. Die Dampfercharakteristik der mit vorge-
heizter Luft gespiilten Resonatoren ist im Vergleich zu Abb. 4.33 (schwarz
gekennzeichneter Reflexionsfaktor) um Af = —30H z zu kleineren Frequen-
zen verschoben. Demnach ist die Resonanzfrequenz der Déampfer kleiner als
die 570H z-Eigenfrequenz der zu dampfenden Brennkammer-Umfangsmode.
Folglich resultiert eine verringerte Dampfungsleistung. Die Betriebsbedin-
gungen werden auf Basis von Eigenfrequenz-Berechnungen so gewéhlt, dass
sich ein thermoakustisch instabiles Verhalten mit gleichen Anfachungsra-
ten von o = —5% fiir beide Moden des Paars ergibt, welches die modale
Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode beschreibt. Im Rahmen
von Zeitbereichssimulationen mittels ROM kommt es deshalb zunachst nach
einer kleinen anfanglichen (stochastischen) Stérung des Systems zum expo-
nentiellen Anfachen der akustischen Druckamplitude in der Brennkammer.
Dies ist in Abb. 6.4 (links) fiir die modalen Amplituden 7,(¢) und () der
ersten Brennkammer-Umfangsmode dargestellt. Mit steigender Druckam-
plitude in der Brennkammer erhoht sich folglich die akustische Anregung
der Resonatoren, sodass es, abhdngig von den erzeugten Geschwindigkeits-
fluktuationen an den Offnungen der Dampfer, zum Eindringen von HeiBgas
in die Resonatorkavitdten kommt. Nach Abb. 4.44 verschiebt sich dem-
zufolge die Resonanzfrequenz der verwendeten Dampfer zu hoheren Fre-
quenzen und somit néher an die Eigenfrequenz der ersten Brennkammer-
Umfangsmode. Dies bewirkt eine Vergroflerung der akustischen Dampfung,
wie bereits im Kontext der in Abb. 5.5 gezeigten Sensitivitatsanalyse disku-
tiert. Somit wird ein weiteres Anfachen der Druckamplitude verhindert und
es erfolgt der Ubergang zu einer Grenzzyklus-Schwingung bei konstantem
Amplitudenniveau. Dieses Druckamplituden-abhéngige Dampfungsverhal-
ten der Resonatoren wird im Rahmen der Zeitbereichssimulationen durch
das in Abb. 6.3 skizzierte Verfahren berticksichtigt.
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Abbildung 6.4.: Simulierte Grenzzyklus-Schwingungen einer Modellkon-
figuration bestehend aus vier 90° angeordneten Resona-
toren mit 12% Lochblech-Porositét.

Anzumerken ist, dass sich durch die Resonanzeigenschaften akustisch an-
geregter Dampfer bereits bei verhaltnisméfiig kleinen akustischen Druck-
amplituden in der Brennkammer ein nichtlineares (Druckamplituden-
abhingiges) Dampferverhalten in Form von Heiflgaseintritt erzeugter
Resonanzfrequenz-Verschiebungen ergibt. Deshalb erreichen die Druckam-
plituden der Grenzzyklus-Schwingungen in Abb. 6.4 (links) lediglich ein
Niveau, bei dem die Flammendynamik weiterhin lineare Abhédngigkeit
von den auftretenden akustischen Fluktuationen aufzeigt. Somit muss in
den betrachteten Féllen kein nichtlineares Sattigungsverhalten der Flam-
men berticksichtigt werden, das ebenfalls Grenzzyklus-Schwingungen be-
wirken wirde, vgl. z.B. [Lieuwen, 2012]. Auflerdem erfolgen neben den
Resonanzfrequenz-Verschiebungen durch Heiflgas-Eintritt keine weiteren
nichtlinearen Einfliisse auf die Charakteristik der Dampfer, wie beispiels-
weise in Abb. 4.22 betrachtet.

Abb. 6.4 (rechts) veranschaulicht die aus Eigenfrequenz-Berechnungen
dieser Modellkonfiguration resultierenden rédumlich orthogonalen Eigen-
schwingformen des charakterisierenden Moden-Paars (Mode 1 & Mode 2, s.
Kap. 5.5) der modalen Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode.
Es zeigt sich, dass die vier Dampfer (-Randbedingungen) jeweils beziiglich
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6.2 Simulation von Grenzzkylus-Schwingungen

der Druckbauche ausgerichtet sind. Dies erzeugt einerseits &dquivalente
Dampfung beider Moden (vgl. z.B. Tab. 5.3 & Abb. 6.2). Andererseits
kommt es somit zur Anregung aller vier Dampfer mit gleicher akustischer
Druckamplitude.

In Abb. 6.5 ist die zeitliche (Druckamplituden-abhéngige) Entwicklung
der Randbedingung eines Dampfers in Form des Realteils der Resonator-
Admittanz aufgezeigt. Infolge der besprochenen gleichférmigen akustischen
Anregung ergibt sich ein entsprechender Verlauf fiir die drei weiteren ver-
wendeten Dampfer. Das Ansteigen der Konduktanz charakterisiert hierbei
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Abbildung 6.5.: Zeitliche (Druckamplituden-abhéngige) Entwicklung ei-
ner Dampfer-Randbedingung in Form des Realteils der
Resonator-Admittanz Re(a).

die Erhohung erzeugter akustischer Verluste durch den Resonator, wie in
Kap. 4.3.5.2 beschrieben, bis schliellich im Grenzzyklus ein konstanter Wert
von 5.86 erreicht wird. Aus Eigenfrequenz-Analysen ergeben sich bei glei-
cher stufenweiser Variation der Admittanz-Randbedingung der vier Damp-
fer, ebenfalls bei einem Wert der Konduktanz von 5.86, Dampfungsraten
von 0% fiir beide charakteristischen Moden, wie in Abb. 6.6 aufgezeigt
ist. Das bedeutet, dass es weder zu einer akustischen Anfachung noch zur
Déampfung der ersten Brennkammer-Umfangsmode kommt und demzufolge
eine Grenzzyklus-Schwingung resultiert.

Nachfolgend wird eine weitere Modellkonfiguration bestehend aus drei
Resonatoren mit 12% Lochblech-Porositat im 135°-90°-135° Anordnungs-
muster analysiert. Die Dampfercharakteristik der mit vorgeheizter Luft ge-
sptlten Resonatoren ist wiederum im Vergleich zu Abb. 4.33 (schwarz ge-
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Abbildung 6.6.: Resultierende Dampfungsraten fir Mode 1 (—) &
Mode 2 (---), bei gleicher stufenweiser Variation der
Admittanz-Randbedingung der vier Dampfer in der Mo-
dellkonfiguration.

kennzeichneter Reflexionsfaktor) um Af = —30Hz zu kleineren Frequen-
zen verschoben, weshalb in Bezug auf die zu ddmpfende Brennkammer-
Umfangsmode eine verringerte Dampfungsleistung resultiert. Aufgrund der
ungleichférmigen Dampferverteilung wird eine Eigenfrequenz-Aufspaltung
erzeugt, wie in Kap. 5.5 beschrieben. Einer Eigenfrequenz-Analyse zufolge
ergibt sich demnach fiir eine Mode des charakteristischen Paars der ersten
Brennkammer-Umfangsmode eine Démpfungsrate von a = 42% an den
gewahlten Bedingungen. Allerdings resultiert fiir die zweite Mode ein ther-
moakustisch instabiles Verhalten mit einer Anfachungsrate von o = —5%.
Im Rahmen von Zeitbereichssimulationen mittels ROM kommt es demzu-
folge bei dieser Modellkonfiguration zunéchst zum exponentiellen Anfachen
einer modalen Amplitude (1;(t)) bis der Ubergang zu einer Grenzzyklus-
Schwingung erfolgt, s. Abb. 6.7. Hinsichtlich der zweiten modalen Amplitu-
de (14(t)) resultiert dagegen eine Dampfung der kleinen anfénglichen (sto-
chastischen) Storung.

Aus einem Vergleich der zeitlichen (Druckamplituden-abhéangigen) Ent-
wicklung der Randbedingungen der drei Resonatoren in Abb. 6.8, wieder in
Form des Realteils der Resonator-Admittanz, zeigt sich ein unterschiedliches
Verhalten. Fiir zwei Dampfer erfolgt erneut eine Verschiebung der Reso-
nanzfrequenz, was sich im Anstieg der Konduktanz bis zum Erreichen eines
konstanten Werts im Grenzzyklus manifestiert. Bei einem Resonator d&ndern
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6.2 Simulation von Grenzzkylus-Schwingungen
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Abbildung 6.7.: Simulierte Grenzzyklus-Schwingungen einer Modellkonfi-
guration bestehend aus drei 135°-90°-135° angeordneter
Resonatoren mit 12% Lochblech-Porositét.

sich die Dampfereigenschaften allerdings nicht. Die Betrachtung der resultie-
renden raumlich orthogonalen Eigenschwingformen beider Moden des sich
ergebenden Paars in Abb. 6.7 (rechts) veranschaulicht, dass hinsichtlich der
Mode mit thermoakustisch instabilem Verhalten ein Dampfer beziiglich ei-
ner Knotenlinie ausgerichtet ist und somit keine akustische Anregung durch
exponentiell angefachte Druckamplituden erfahrt. Deshalb ergeben sich in
Abb. 6.8 nur fir die beiden Resonatoren, die nicht an einer der Knotenli-
nien liegen, nichtlineares Dampferverhalten. Ferner bedarf es im Vergleich
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Abbildung 6.8.: Zeitliche (Druckamplituden-abhéngige) Entwicklung des
Realteils der drei Dampfer-Admittanzrandbedingungen
Re(a) in der betrachteten Modellkonfiguration.
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Zeitbereichssimulationen

zum vorherigen Fall, aufgrund der geringen Dampferanzahl und der sub-
optimalen Anordnung, einer grofleren Resonanzfrequenz-Verschiebung und
dementsprechend hoéherer Werte der Konduktanz zur Verhinderung eines
weiteren Anfachens der Druckamplitude.

In Bezug auf die Auslegung und den Einsatz von Dampfern in Ringbrenn-
kammern konnen hieraus folgende Riickschliisse gezogen werden: Wie be-
reits zuvor konstatiert, sollte eine durch ungleichférmig angeordnete Damp-
fer erzeugte Aufspaltung der komplexen Eigenfrequenzen des charakteri-
sierenden Moden-Paars der modalen Dynamik der ersten Brennkammer-
Umfangsmode vermieden werden?, da dies unterschiedlich starke Damp-
fung beider Moden verursacht. De facto konnte hierbei gezeigt werden, dass
abhéngig von der kleineren Dampfungsrate selbsterregte thermoakustische
Verbrennungsinstabilitdten auftreten bzw. ein exponentielles Anfachen der
akustischen Druckamplitude der ersten Brennkammer-Umfangsmode resul-
tiert. Bei der Auslegung der Kavitatslinge der eingesetzten Dampfer erweist
es sich als vorteilhaft, die Resonanzfrequenz etwas kleiner als die Zielfre-
quenz, d. h. die Eigenfrequenz einer zu ddmpfenden (thermo-) akustischen
Mode, zu wihlen. Somit bewirkt Heiflgas-Eintritt bei starker Anregung der
Déampfer, z.B. nahe der Stabilitatsgrenze an der (stochastische) Storungen
lediglich schwach geddmpft werden (vgl. Abb. 5.7 und Kap. 6.1), eine Ver-
groflerung der erzeugten akustischen Dampfung durch nichtlineares Damp-
ferverhalten in Form von Resonanzfrequenz-Verschiebungen.

25Djes gilt entsprechend fiir Umfangsmoden héherer Ordnung, wobei im Vergleich zur ersten Umfangsmode
andere Anordnungsmuster der Resonatoren zum Erzielen optimaler Dampfungsleistung zu wéahlen sind.
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7 Optimierung des thermoakusti-
schen Stabilitatsverhaltens durch
Brennstoffstufung

7.1. Angeregte Helmholtz-Mode bei
Brennstoffeindiisung in den Drallerzeuger

Das thermoakustische Stabilitdtsverhalten von Ringbrennkammern kann
erganzend zum Einsatz von Dampfern durch Stufung der Brennstoffzufuhr
(engl. fuel staging), d. h. eine ungleichférmige Verteilung des Brennstoffs auf
die Brenner, optimiert werden. In der analysierten Labor-Ringbrennkammer
ist eine Brennstoffstufung nur bei Brennstoffeindiisung in den Draller-
zeuger (“technisch vorgemischte Verbrennungsfithrung*) zu erzeugen. Im
Betrieb der Labor-Ringbrennkammer mit technischer Vormischung tre-
ten neben den Druckschwankungen der (stochastisch) angefachten ersten
Brennkammer-Umfangsmode bei 570H z zusatzlich erhohte niederfrequen-
te akustische Fluktuationen auf, wie das experimentell ermittelte Druck-
spektrum in Abb. 7.1 zeigt. Diese ergeben sich infolge der Anregung ei-
ner Helmholtz-Mode mit der berechneten Eigenfrequenz (Kap. 5.1) von
188H z. Die Eigenschwingform der Helmholtz-Mode beschreibt eine akus-
tische Schwingung zwischen dem Plenum und der Brennkammer, wobei das
Druckfeld in beiden Ringbrennkammer-Segmenten jeweils raumlich in Pha-
se und annahernd gleichverteilt ist.

Abb. 7.2 zeigt exemplarisch einen Vergleich der experimentell bestimm-
ten Flammen-Transfer-Funktionen (FTF) einer Einzelflamme (s. Kap.
4.6.3) bei perfekter und technischer Vormischung, welche je nach Ver-
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Optimierung des thermoakustischen Stabilitdtsverhaltens durch Brennstoffstufung
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Abbildung 7.1.: Von [Betz, 2017] gemessenes dynamisches Druckspek-
trum in der Labor-Ringbrennkammer bei technisch vor-
gemischter Verbrennungsfithrung (ungestuft).

brennungsfithrung die Dynamik der Ringbrennkammer-Flammen fir Q =
550kW , A=1.55 im ungestuften Betrieb beschreiben. Demnach resultieren
aus der technischen Vormischung im niedrigen Frequenzbereich stérkere
Schwankungen der Warmefreisetzungsrate der Flamme sowie ein verander-
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Abbildung 7.2.: Vergleich der experimentell bestimmten FTFs einer Ein-
zelflamme bei perfekt (——) und technisch (——) vorge-
mischter Verbrennungsfiihrung.
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7.2 Dampfung der ersten Brennkammer- Umfangsmode durch Brennstoffstufung

ter Phasenverzug in Bezug auf die akustische Anregung. Dies ergibt sich
aufgrund zuséatzlicher akustisch induzierter Schwankungen der Gemischzu-
sammensetzung (s. Gl. 4.38), die bei perfekter Vormischung nicht auftre-
ten und folglich die Anfachung der Helmholtz-Mode bei technisch vorge-
mischter Verbrennungsfithrung verursachen. Bedingt durch dispersive Ef-
fekte [Sattelmayer, 2000] nimmt der Einfluss der Luftzahl-Schwankungen
auf die Charakteristik der FTF bei hoheren Frequenzen jedoch ab, vgl.
Abb. 7.2. Aus diesem Grund wird im Weiteren vereinfacht angenommen,
dass die von der ersten Brennkammer-Umfangsmode (mit 570H z Eigenfre-
quenz) erzeugte Flammendynamik bei perfekt und technisch vorgemischter
Verbrennungsfithrung naherungsweise gleich ist.

7.2. Dampfung der ersten Brennkammer-
Umfangsmode durch Brennstoffstufung

Der durch Brennstoffstufung erzeugte Einfluss auf die modale Dynamik
der ersten Brennkammer-Umfangsmode wird im Weiteren unter Verwen-
dung des Modells der Labor-Ringbrennkammer (Kap. 4.1) am Betriebs-

punkt @ = 550kW, A=1.55 analysiert. Zur Stufung der Brennstoffzu-
fuhr in der Ringbrennkammer wird die Brennstoffmenge bei einer oder
mehreren Brennergruppen gedrosselt, die somit bei magereren Bedingun-
gen bzw. groflerer Luftzahl betrieben werden. Im Gegensatz dazu ist das
Brennstoff/Luft-Gemisch der verbleibenden Brenner fetter, da der Gesamt-
Brennstoffmassenstrom sowie die Luftmenge am betrachteten Betriebs-
punkt unverandert bleibt.

Zur Modellierung der Brennstoffstufung wird das FEM-Rechengebiet des
Plenums und der Brennkammer entsprechend der Drallbrenner-Anzahl in
zwolf gleichformige Sektoren, wie in Abb. 7.3 veranschaulicht, unterteilt.
Durch die segmentweise akustische Kopplung der jeweils gegeniiberliegen-
den Sektoren des Plenums und der Brennkammer kann das charakteristi-
sche Ubertragungsverhalten der einzelnen Drallbrenner zusammen mit der
jeweiligen Dynamik dazugehoriger Flammen iiber eine individuelle BF'TM
beriicksichtigt werden.
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Optimierung des thermoakustischen Stabilitatsverhaltens durch Brennstoffstufung

=N

Abbildung 7.3.: Unterteilung der Rechengebiete des Ringbrennkammer-
Modells in zwolf gleichformige Sektoren.

Nachfolgend werden die in Abb. 7.4 dargestellten Varianten der Brenn-
stoffstufung untersucht. Bei der ersten Konfiguration (Abb. 7.4: 1) wird
die Brennstoffzufuhr bei zwei 90° zueinander angeordneten Drallbrennern

soweit gedrosselt, dass sich die thermische Leistung () dieser Brenner-
gruppe im Vergleich zum ungestuften Betrieb der Ringbrennkammer mit
gleichformiger Verteilung des Brennstoffs auf die Brenner auf 97% verrin-
gert. Bei gleichbleibender Luftmenge resultieren fiir diese Brennergruppe
(BG,,) demnach magerere Betriebsbedingungen bzw. eine grofiere Luft-
zahl. Da der Gesamt-Brennstoffmassenstrom in der Ringbrennkammer am
betrachteten Betriebspunkt jedoch unverandert bleibt, vergroflert sich so-
mit die thermische Leistung der zehn ungedrosselten Brenner aufgrund sich
ergebender erhohter Brennstoffzufuhr. Dies fiihrt folglich bei der zweiten
Brennergruppe (BGy) zu einer fetteren Gemischzusammensetzung (d.h. zu
kleinerer Luftzahl). Die akustisch erzeugte Dynamik der zwei magereren
Flammen entspricht der im ungestuften Betrieb der Ringbrennkammer bei
Q) = 534kW, A=1.6. Die Dynamik der zehn fetteren Flammen wird dement-
sprechend durch die dem Betriebspunkt @ = 553kW, A=1.54 (bei unge-
stufter Verbrennungsfithrung) zugehérigen FTF beschrieben. Dies ist glei-
chermaflen fiir die weiteren betrachteten Varianten der Brennstoffstufung
in der zweiten Spalte der Tab. 7.1 zusammengefasst. Zur Bestimmung der
Brennergruppen-spezifischen FTFs, in Abhingigkeit der durch die Brenn-
stoffstufungen erzeugten Betriebsbedingungen, wird das in Kap. 4.6.7 be-
schriebene POD-basierte Interpolationsverfahren verwendet.

160



7.2 Dampfung der ersten Brennkammer- Umfangsmode durch Brennstoffstufung

0 (@ der Brennergruppe auf 99% gedrosselt
(@) C_) der Brennergruppe auf 97% gedrosselt
0 () der Brennergruppe auf 95% gedrosselt
© Ungedrosselte Brennergruppe

Abbildung 7.4.: Analysierte Varianten der Brennstoffstufung.
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Optimierung des thermoakustischen Stabilitatsverhaltens durch Brennstoffstufung

Unter Berticksichtigung der Brennstoffstufung 1 (Abb. 7.4) im
Ringbrennkammer-Modell ergibt sich aus Eigenfrequenz-Berechnungen fiir
die Betriebsbedingungen @ = 550kW, A=1.55 eine Erhéhung der Damp-
fungsrate der ersten Brennkammer-Umfangsmode von Aa = 28%[, ver-
glichen zum ungestuften Betrieb der Ringbrennkammer. In Tab. 7.1
ist bei Brennstoffstufung 1 nur ein Wert fiir die Dampfung der ersten
Brennkammer-Umfangsmode angegeben, da fiir diese Konfiguration ein de-
generiertes Moden-Paar resultiert (vgl. Abschnitt 5.5 und 5.6).

[Samarasinghe et al., 2017] konnten im Rahmen experimenteller Unter-
suchungen eines Mehrbrenner-Versuchsstands zeigen, dass die durch eine
akustische Mode induzierten Warmefreisetzungsschwankungen der einzel-
nen Flammen bei einer Stufung der Brennstoffzufuhr nicht mehr in Phase
sind. Infolge des Phasenverzugs der Warmefreisetzungsfluktuationen zuein-
ander kann es, global betrachtet, zu einer destruktiven Interferenz kommen,
wie bereits in Kap. 4.6.3 im Kontext des Auftretens der charakteristischen
Maxima und Minima der FTF-Amplitude erldutert. Dies bewirkt somit eine
geringere Anfachung, was sich schlieilich bei der Eigenfrequenz-Analyse des
thermoakustischen Gesamtsystems in einer Erhohung der Démpfungsraten
manifestiert.

Bei Brennstoffstufung 2 (Abb. 7.4) wird im Gegensatz zur Konfiguration
1 die Brennstoffzufuhr von zehn Drallbrennern auf 97% gedrosselt (BG,,).
Demzufolge erhoht sich die Leistung bzw. Brennstoffzufuhr der zwei 90° zu-
einander angeordneten ungedrosselten Drallbrenner (BG ) soweit, dass sich
bei gleichbleibender Luftmenge eine ungewollt fette Gemischzusammenset-
zung (also kleine Luftzahl) ergibt, s. Tab. 7.1: 2. Diese Konfiguration ist des-
halb aus technischer Sicht uninteressant, denn trotz Brennstoffstufung ist
die Einhaltung vorgeschriebener Stickoxid (NOy)-Abgasnormen zu gewéhr-
leisten.

Im Weiteren wird der Effekt von Brennstoffstufung 3.1 auf die mo-
dale Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode am Betriebspunkt

@ = 550kW, A=1.55 untersucht. Die Verteilung des Brennstoffs zwischen
den Brennern ist derart gestuft, dass die thermische Leistung von drei 90°
zueinander angeordneten Drallbrennern (BG,,) auf 97% gedrosselt wird.

162



7.2 Dampfung der ersten Brennkammer- Umfangsmode durch Brennstoffstufung

Brennstoffstufung Korrespondierende A« in %l
nach Abb. 7.4 Flammendynamik fiar BG,,/BGy
ungestuft O = 550kW, \=1.55/ Q = 550kW, A\=1.55 0
Q = 534kW, A=1.6/ Q = 553kW, A=1.54 28
2 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 633kW, A\=1.34 -
3.1 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 556kW, A=1.54 55,27
3.2 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 556kW, A =1.54 41.5
4 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 600kW, \=1.42 46
5 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 558k, A=1.53 54
6 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 583kW, A\=1.46 55
7.1 Q= 534kW, A=1.6/ Q = 56TkW, A=1.5 80
7.2 Q = 545kW, A=1.566/ Q) = 555kW, A=1.536 71
7.3 Q = 523kW, A\=1.632/ Q = 578kW, \=1.476 68
8.1 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 545kW, A=1.566/ 79
i Q = BT2kW, A=1.49
8.2 Q = 534kW, A=1.6/ Q = 545kW, A=1.566/ 85

Q = 561kW, \=1.52

Tabelle 7.1.: Erhohung der Dampfung der ersten Brennkammer-
Umfangsmode durch verschiedene Varianten der Brenn-
stoffstufung verglichen zum ungestuften Betrieb (A«) fiir

Q = 550kW, A\=1.55.
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Optimierung des thermoakustischen Stabilitatsverhaltens durch Brennstoffstufung

Dies fiihrt bei der zweiten, aus den restlichen neun Brennern bestehenden
Brennergruppe (BGy), zum Anstieg der Brennstoffzufuhr bzw. der thermi-
schen Leistung. Die Asymmetrie bei dieser Art der Brennstoffstufung be-
wirkt eine Aufspaltung der (komplexen) Eigenfrequenzen des Moden-Paars,
welches die modale Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode be-
schreibt. Folglich resultiert aus der Eigenfrequenz-Analyse eine unterschied-
lich ausgepragte Erhohung der Dampfungsraten der beiden Moden des Paars
um Aa = 55/27%17 wie fiir Konfiguration 3.1 in Tab. 7.1 zu sehen ist. Wird
fir die Dreier-Brennergruppe ein symmetrisches Stufungsmuster gewahlt,
sodass die Drallbrenner mit gedrosselter Brennstoffzufuhr 120° zueinander
angeordnet sind (Brennstoffstufung 3.2), ergibt sich dagegen ein degenerier-
tes Moden-Paar mit gleicher Dampfung beider Moden. Wird im Vergleich
dazu die thermische Leistung der aus den neun Drallbrennern bestehenden
Brennergruppe auf 97% reduziert (Brennstoffstufung 4), kann eine entspre-
chende Optimierung des Stabilitdtsverhaltens wie mit Variante 3.2 erzielt
werden. Allerdings ergibt sich fiir Brennstoffstufung 4 verglichen zu 3.2 ei-
ne fettere Gemischzusammensetzung an der ungedrosselten Brennergruppe

(BGYy).

Fiir die Konfigurationen 5 und 6 erfolgt die Stufung der Brennstoffzufuhr
zwischen zwei Brennergruppen, die jeweils aus vier und acht Drallbrennern
bestehen. Damit es zu keiner Eigenfrequenz-Aufspaltung kommt, werden
die Drallbrenner der Vierergruppe 90° zueinander angeordnet?®. Bei Brenn-
stoffstufung 5 wird die thermische Leistung der Vierer-Brennergruppe auf
97% reduziert und bei Konfiguration 6 die der Achter-Brennergruppe. Fiir
beide Fiélle ergeben sich aus der Eigenfrequenz-Analyse anndhrend gleiche
Déampfungseigenschaften der ersten Brennkammer-Umfangsmode, s. Tab.
7.1. Durch Stufungsmuster 6 resultiert jedoch eine fettere Gemischzusam-
mensetzung an der ungedrosselten Brennergruppe (BGy).

Bei Brennstoffstufung 7.1 erfolgt eine Drosselung der thermischen Leis-
tung an jedem zweiten Brenner auf 97%. Wie in Tab. 7.1 zu sehen ist, kann
im Vergleich zu den Stufungsmustern 1 - 6 mit dieser Konfiguration der
gréBte Einfluss (Ao = 80™¢) auf das thermoakustische Stabilitdtsverhal-

26 Anzumerken ist hierbei die Analogie zur modalen Dynamik der ersten Brennkammer-Umfangsmode
beim Einsatz von vier Dampfern, wie in Kap. 5.5 untersucht.
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7.2 Dampfung der ersten Brennkammer- Umfangsmode durch Brennstoffstufung

ten der ersten Brennkammer-Umfangsmode erzielt werden. Wird hingegen
die thermische Leistung an den sechs Brennern lediglich auf 99% gedrosselt
(Konfiguration 7.2), verringert sich die durch dieses Stufungsmuster erzeug-
te Dampfung, vgl. Brennstoffstufung 7.2 in Tab. 7.1. Im Gegensatz dazu
fithrt allerdings eine starkere Drosselung der thermischen Leistung auf 95%,
wie durch Brennstoffstufung 7.3 betrachtet, nicht zwangslaufig zu einer wei-
teren Erhohung der Dampfung, s. Tab. 7.1.

Letztlich werden zwei Konfigurationen (8.1 und 8.2) bestehend aus drei
Brennergruppen analysiert. Bei Brennstoffstufung 8.1 wird einesteils die
thermische Leistung von vier Brennern in einer 90°-Anordnung auf 97%
reduziert. () von vier weiteren Brennern, die ebenfalls 90° zueinander an-
geordnet sind, wird lediglich auf 99% gedrosselt. Fur die Gruppe der unge-
drosselten Drallbrenner (BG ) erhoht sich folglich die thermische Leistung.
Aus Eigenfrequenz-Berechnungen resultiert fiir Brennstoffstufung 8.1 jedoch
kein verbessertes thermoakustisches Stabilitdatsverhalten im Vergleich zur
Konfiguration 7.1. Auflerdem ergibt sich im Vergleich zu 7.1 eine fettere
Brennstoff /Luft-Zusammensetzung, s. Tab. 7.1. Bei Brennstoffstufung 8.2
wird die thermische Leistung von zwei Brennergruppen, die jeweils aus drei
Drallbrennern in einer 120°-Anordnung bestehen, gleichermaflen stufenweise
auf 97% sowie 99% gedrosselt. Fiir die ungedrosselten Drallbrenner erhoht
sich wiederum die thermische Leistung. Mit diesem Stufungsmuster kann
verglichen zur Konfiguration 7.1 eine weitere Steigerung der Dampfung er-
zielt werden, wie in Tab. 7.1 dargestellt. Aulerdem ergibt sich eine weniger
fette Gemischzusammensetzung an der ungedrosselten Brennergruppe.
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8 Zusammenfassung und Schlussfol-
gerungen

Im Rahmen der Arbeit wurde ein Modellierungskonzept zur Vorhersage
von thermoakustischen Verbrennungsinstabilitdten in Ringbrennkammern
entwickelt. Diese Methodik ermoglicht aulerdem, den Einfluss von Brenn-
stoffstufung und verschiedener Resonatorkonfigurationen auf das ther-
moakustische Stabilitdtsverhalten zu beurteilen, um daraus grundlegende
Richtlinien bei der Anwendung passiver Dampfungskonzepte in Ringbrenn-
kammern abzuleiten.

Zur Modellbildung werden zunéchst die Systemkomponenten einer un-
tersuchten Ringbrennkammer basierend auf jeweils geeigneten experimen-
tellen, numerischen und analytischen Verfahren akustisch charakterisiert.
Hierzu wurden u.a. eine nichtlineare Netzwerkmethodik zur Dampfer-
Modellierung entwickelt und validiert sowie ein Ansatz zur Bestimmung
des Druckamplituden-abhéngigen (nichtlinearen) Dampferverhaltens infol-
ge von Heiflgas-Eintritt aufgezeigt. Unter Berticksichtigung der akustischen
Eigenschaften der Systemkomponenten in Form von betriebspunktspezifi-
schen Impedanz-Randbedingungen oder Transfermatrizen wird schliellich
die lineare Wellenausbreitung in den beliebig dreidimensionalen Geometri-
en der Brennkammer und des Plenums auf Basis eines Finite-Elemente (FE)
Feldmethoden-Verfahrens numerisch ermittelt. Somit ergibt sich ein effizi-
entes Berechnungsverfahren zur Analyse und Vorhersage der thermoakusti-
schen Stabilitat unter Einsatz verschiedener Dampferkonfigurationen.

Eine Labor-Ringbrennkammer diente als Validierungsfall. Es konnte ge-
zeigt werden, dass auf Grundlage des Modellierungsverfahrens das ther-
moakustische Stabilitatsverhalten der Ringbrennkammer in einem groflen
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Betriebsbereich berechnet werden kann. Dariiberhinaus wird ebenfalls ei-
ne quantitative Vorhersage der Dampfungsraten der ersten Brennkammer-
Umfangsmode beim Betrieb mit und ohne Démpfer erzielt. Hierbei
ermoglicht ein neues Verfahren die Interpolation der Flammendynamik
im gesamten Betriebsbereich auf Basis begrenzter experimenteller Unter-
suchungen unter Gebrauch der Proper-Orthogonal-Decomposition (POD).
Eine Analyse des Beitrags der auftretenden akustischen Verluste in den ver-
schiedenen Systemkomponenten der Ringbrennkammer zur Gesamtdamp-
fung der ersten Brennkammer-Umfangsmode ergab, dass beim Betrieb der
Brennkammer ohne Dampfer der grofite Teil der sich ergebenden akusti-
schen Dampfung durch die in den Drallbrennern auftretenden Verlustme-
chanismen erzeugt wird und sich ein kleinerer Anteil infolge akustischer
Verluste in den Austrittsdiisen ergibt.

Zur Optimierung des thermoakustischen Stabilitdtsverhaltens der ersten
Brennkammer-Umfangsmode unter Verwendung akustischer Dampfer sind
folgende grundlegende Aspekte bei der Auslegung und beim Einsatz in Ring-
brennkammern zu berticksichtigen:

o Ddimpfer-Auslequng — Bei der Auslegung der Kavitatsldnge der einge-
setzten Dampfer erweist es sich als vorteilhaft, die Resonanzfrequenz
etwas kleiner als die Zielfrequenz, d. h. die Eigenfrequenz einer zu
ddmpfenden (thermo-) akustischen Mode, zu wihlen. Somit bewirkt
das durch Heiflgas-Eintritt verursachte nichtlineare Dampferverhalten
in Form von Resonanzfrequenz-Verschiebungen bei starker Anregung
der Resonatoren, z.B. nahe der Stabilitatsgrenze an der (stochastische)
Storungen lediglich schwach gedampft werden, eine Vergrofierung der
erzeugten akustischen Déampfung. Falls dariiber hinaus die Eigen-
frequenz der akustischen Fluktuationen der zu dampfenden Mode
abhangig von den betrachteten Betriebsbedingungen der Ringbrenn-
kammer variiert, ist die Auslegung der Dampfer beziiglich der kleineren
auftretenden Eigenfrequenzen dementsprechend sinnvoll. Schlussend-
lich sollten die Dampfer jedoch hinsichtlich der Betriebspunkte mit
den grofiten vorhergesagten Anfachungsraten optimiert werden.
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o Ddampfer-Positionierung — Eine Aufspaltung der komplexen Eigenfre-
quenzen des charakterisierenden Moden-Paars der modalen Dynamik
der ersten Brennkammer-Umfangsmode sollte mittels einer gleichférmi-
gen Anordnung der verwendeten Dampfer iiber den Brennkammerum-
fang verhindert werden, sodass beide Moden des Paars gleich gedampft
werden. De facto zeigte sich, dass bei Aufspaltung der Eigenfrequenzen
abhéangig von der kleineren Dampfungsrate selbsterregte thermoakus-
tische Verbrennungsinstabilitdten auftreten bzw. ein exponentielles
Anfachen der akustischen Druckamplitude der ersten Brennkammer-
Umfangsmode resultiert. Falls des Weiteren eine zu dampfende akusti-
sche Umfangsmode starke axiale Gradienten aufweist, sollten eingesetz-
te Dampfer bestmoglich an der axialen Position der grofiten akustischen
Druckamplitude angebracht werden.

o Ddmpfer-Anzahl — Die zu erzielende Déampfung und demzufolge die An-
zahl benotigter Resonatoren hangt schlussendlich von den maximal auf-
tretenden linearen Anfachungsraten einer zu ddmpfenden akustischen
Mode ab. Je mehr Resonatoren in Brennkammern eingesetzt werden,
desto mehr Spilluft und somit “Bypass-Luft”® ist jedoch zur Kiihlung
der Dampfer notwendig. Vor allem bei magerer Verbrennungsfithrung
gilt es, diese auf ein Minimum zu reduzieren. Deshalb sollte ebenfalls
die Anzahl verwendeter Resonatoren minimiert werden.

o Ddampfer-Design — Beim eingesetzten Dampfer-Design kann durch Ver-
wendung groflerer Lochblech-Porositdten aufgrund der besseren Ab-
sorptionsleistung an der Resonanzfrequenz mit weniger Resonatoren
und demzufolge mit geringerer Spiilluftmenge die gleiche Démpfung
erzeugt werden. Jedoch resultiert hieraus eine hohere Sensitivitdat der
erzielbaren Dampfung bei Verstimmung der Resonatoren. In Bezug auf
die Verschiebung der Resonanzfrequenz infolge von Heiflgas-Eintritt er-
gibt sich allerdings fiir Dampfer mit verschiedener Lochblech-Porositéat
bei derselben Spilluftmenge ein vergleichbares nichtlineares Verhalten
in Abhangigkeit der akustischen Anregungsamplitude.

Aus den Untersuchungen der Varianten der Brennstoffstufung zur
zusatzlichen Optimierung des thermoakustischen Stabilitatsverhaltens kann
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Zusammenfassung und Schlussfolgerungen

schlussgefolgert werden, dass wie bei der Dampfer-Positionierung durch das
gewahlte Stufungsmuster keine Eigenfrequenz-Aufspaltung erzeugt werden
sollte. Des Weiteren konnte bei gleicher Anzahl mager und fetter betriebe-
ner Brenner der grofite Einfluss auf das thermoakustische Stabilitédtsverhal-
ten der ersten Umfangsmode in der Brennkammer erreicht werden. Fiir
diese Art der Brennstoffstufung resultierte dariiberhinaus die glinstigste
Brennstoff /Luft-Zusammensetzung an den ungedrosselten Brennern. Eine
weitere Optimierung des Dampfungsverhaltens der ersten Brennkammer-
Umfangsmode ist durch eine zusétzliche Stufung der Brennstoffverteilung
zwischen den magerer betriebenen Brennern zu erzielen.
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A Herleitung des Kirchhoft-
Helmholtz-Dampfungskoeflizien-
ten

Zur Herleitung des Kirchhoff-Helmholtz-Dampfungskoeffizienten werden
die LNSE (Gln. 2.15-2.17) in zylindrischen Koordinaten, unter Beriicksich-
tigung konstanter mittlerer Dichte p = konst. und Temperatur T' = konst.
sowie mit ruhender Grundstromung v = 0, formuliert. Demnach kénnen die
Gln. 2.15-2.17 bei einer zweidimensionalen Betrachtungsweise folgenderma-

Ben dargestellt werden [Bellucci, 2009]:

op' _|ov,  10rv,
&__p[az+r 87“]’ (A1)
o, 10y 0%, 10 [ ol 1 0 |ov, 10rv.
o~ po: Va2 Trar (a)] 302 [8,2 T o ] - (A2)
v, __lﬁip’Jr _62v;+}g dup\ vy +1 o 8v;+18rv;
ot por g 022 ror "or 2| 3% |92 T oor |
A.

or  op H[aw 1a(an)] "

P = ot 072 +¥§ "or
worin r die radiale und z die axiale Koordinate bezeichnen. Die dimensi-
onslosen Kenngrofien, Scherzahl Sh und Prandtl Zahl Pr, die viskose und

thermische Effekte in Fluiden charakterisieren, sind folgendermaflen defi-
niert: Sh = 5,/%, Pr = 7>, mit dem Rohrradius D,

Zur Bestimmung der Fundamentallosung von Gl. A.1-A.4 werden die
Schwankungsgroflen der Zustandsvariablen unter Annahme harmonischer
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Herleitung des Kirchhoff-Helmholtz-Dampfungskoeffizienten

Wellenausbreitung zunéchst in komplexer Schreibweise dargestellt, vgl.
Kap. 2.1.3. Nach [Tijdeman, 1975] kénnen schlieflich folgende analytische
Losungen ermittelt werden:

p= Aexp(ng) + B eXp(—ngL'), (A.5)
c c
Jo(i2Sh——)
. o\22
i, = o 1— 'B(D/Q) (A exp(ng) - Bexp(—F%x)) . (A.6)
K Jo(i2Sh) c c

Jl(z'QSh(D/Q)\/ﬁ)

ﬁrik{l r [1+ Jo(i2Sh) /{] k—1

a 3 —| + 3 3
2(D/2) Jo(i2Sh)n|  i2Shy/Pr  Jy(i2Shy/Pr)
3 r
Jl(i§Sh )
— = f .3(D/2) (A eXp(Fgaz) + Bexp(—F%az)) . (A7)
i2 Sh J2(125h) ¢ ¢
(D/2)
.3 r
T = A 1— ne Sh(D/Z) v (A ex (ng) + Bex (—Fw:c)>
K Jo(i3 Shy/Pr) PV g PRz )
(A.8)
wobei die Gamma-Funktion I' sich hierfiir zu
= JO(ZjSh)\/E (A.9)
Jo(i2Sh) V n
ergibt, mit
.3 -1
n— (1+ ’Q_UQ(Z_?,\/EK%)) (A.10)
£ Jo(izv/Pr Sh)

Jm bezeichnet die Bessel-Funktion erster Gattung der Ordnung m. Fir grofle
Werte von Sh = %\/w /v kann T" folgendermaflen approximiert werden:

1+ K—1
AR A R A1l
Z+\/§Sh< +\/Pr> (A-11)
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Die Zerlegung von I' in Real- und Imaginéarteil veranschaulicht den Beitrag
verschiedener Effekte:

1 k—1 1 k—1
r—; | 1 ' 1 |
' —— +\/§Sh< +\/Pr>+l\/§Sh< +\/Pr>]

“freie“ Wellenausbreitung

Verschiebung der Wellenzahl Déampfung
(A.12)

Der erste Term beschreibt die Wellenausbreitung ohne Grenzschicht-
Einfluss. Die anderen beiden Terme charakterisieren hingegen Effekte durch
Reibung und Warmeleitung. Dem zweiten Term zufolge ergeben sich Ver-
schiebungen der Wellenzahl, was somit die raumliche Phasenverteilung be-
einflusst. Der dritte Term erzeugt eine akustische Dampfungswirkung. Der
Realteil von I' wird hierbei oft als Kirchhoff-Helmholtz-Dampfungskoeffizi-
ent axpy bezeichnet, der wie folgt definiert wird?":

1 w k—1
=——1 1 ) A.13
e ﬂéSh(.\;Jr V/Pr ) (A.13)

viskos N ,

thermisch

Der erste Term innerhalb der Klammer von Gl. A.13 beschreibt die Damp-
fung durch nicht-isentrope viskose Effekte. Der zweite Term resultiert aus
nicht-isentropen Phénomenen infolge von Warmetibertragung innerhalb ei-
ner Grenzschicht.

2T7u beachten gilt, dass teilweise unterschiedliche Definitionen der Scherzahl Sh verwendet werden. Davon
abhéngig ergibt sich fir axy alternativ

N _ 1 (1 n K — 1)
T2 (D)2) Sh VPr
mit Sh = &//wv.
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B Dynamik beschreibende Diffe-
rentialgleichung eines Helmholtz-
Resonators

Die effektiv pulsierende Luftmasse im Hals eines akustisch angeregten
Helmholtz-Resonators ergibt sich zu

m=pL,A,. (B.1)

Bei einer Verschiebung ¢ der fluktuierenden Luftsdule im Hals (in Richtung
Resonatorkavitit) verkleinert sich das Gasvolumen in der Resonatorkavitét
um AV = —A,¢. Nach [Kinsler, 1982] bewirkt das unter Annahme isen-
troper Bedingungen einen resultierenden Druckanstieg des kompressiblen

Fluids um
pe* Ay,

Ap = % €. (B.2)
Hieraus lasst sich eine effektive Steifigkeit ky ermitteln:
) A7
kv = (pAn)/€ = pc 7 (B.3)

Dies ist ein Maf fiir die benotigte Kraft zur Kompression des Gasvolumens.
Auftretende Reibungskrifte Fp an den Halswianden werden des Weiteren
niherungsweise als linear abhéngig von der Geschwindigkeit € der Massen-
oszillationen angenommen, d. h.

®V£ - F<I>; (B4)

wobei @, akustische Grenzschichtverluste charakterisiert, wie beispielsweise
zuvor in Anhang A betrachtet.
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Dynamik beschreibende Differentialgleichung eines Helmholtz-Resonators

Unter Einbeziehen der Definition der Steifigkeit des Gasvolumens, der ef-
fektiven Masse im Hals des Resonators sowie der Reibungskrafte an den
Halswénden in die charakteristische Differentialgleichung eines harmoni-
schen Oszillators bzw. eines Feder-Masse-Déampfer-Systems [Follinger und
Konigorski, 2013], kann die Dynamik eines mit p; harmonisch angeregten
Helmholtz-Resonators durch folgende Modellgleichung beschrieben werden:

mé 4+ & + kyé = A, pre™t (B.5)

Durch eine Transformation der Gl. B.5 in den Frequenzbereich (s. Kap.
2.1.3) und mit & = iwé kann ein analytischer Ausdruck fiir die akustische
Impedanz eines Helmholtz Resonators formuliert werden:

D a /A, b, [ _ pc A,
z="F= =¥ L,— | B.
a4 A\ WV (B.6)
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