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Kurzfassung

Diese Arbeit untersucht anhand eines modularen Brennersystems den Zusam-
menhang zwischen dem Brennerdesign und seinen thermoakustischen Eigen-
schaften für gegebene Betriebsbereiche eines gasturbinenähnlichen Verbren-
nungssystems. Damit wird im angestrebten Betriebsbereich neben den Emis-
sionen auch die Optimierung des Stabilitätsverhaltens einer Brennergeome-
trie während der Designphase des Brenners möglich.

Die thermoakustischen Eigenschaften des modularen Brennersystems, das
aus einem Drallbrenner mit variabler Drallstärke und einem Mischrohr mit
variabler Länge besteht, wurden in einem atmosphärischen Einzelbrennerver-
suchsstand für einen bestimmten Luftzahl- und Leistungsbereich untersucht.
Es wurde sowohl die perfekte Vormischung, bei der der Brennstoff weit strom-
auf vom Brenner eingedüst wird, als auch die technische Vormischung be-
trachtet, bei der die Brennstoffeindüsung direkt in den Drallerzeuger erfolgt.
Die thermoakustischen Eigenschaften wurden in Form von Brennertransfer-
matrizen und Flammentransferfunktionen dargestellt. Ein geometrienahes
Netzwerkmodell des Brenners, das mittels zwei Parametern an alle Brennerva-
riationen angepasst werden kann, und jeweils ein Flammenmodell für die per-
fekt und technisch vorgemischte Verbrennung ermöglichen die Darstellung
der Eigenschaften des Brenners und der Flamme. Die Parameter des Brenner-
modells sind linear abhängig von der Geometrie des Brenners. Die Parame-
ter der beiden Flammenmodelle sind lineare Funktionen der Brennergeome-
trie und der Position maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität. Die linea-
re Abhängigkeit der Parameter des Brennermodells und der Flammenmodelle
von der Brennergeometrie und den Eigenschaften der Flamme ermöglicht ei-
ne zuverlässige Interpolation der Parameter im untersuchten Geometrie- be-
ziehungsweise Leistungs- und Luftzahlbereich. Dadurch ist die Rückführung
der im Rahmen von Stabilitätsanalysen für den angestrebten Betriebszustand
eines gegebenen Verbrennungssystems ermittelten, optimalen Brenner- und
Flammenparameter auf die Brennergeometrie möglich, die zu thermoakus-
tisch stabiler Verbrennung führen. Eine Stabilitätsanalyse mit dem Netz-
werkmodell des Einzelbrennerversuchsstandes und dem Brenner- sowie dem
Flammenmodell belegt, dass die Modellierung ausreichend genau ist, um die
Eigenfrequenzen und die Stabilität des Verbrennungssystems wiedergeben zu
können.
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Abstract

Using a modular burner system this thesis investigates the connection of the
burner design with its thermo acoustic properties for an operational range in
a fixed combustion system as used in stationary gas turbines. Given a unique
functional dependence between burner geometry and thermo acoustic pro-
perties a design optimization of the burner for a given combustor in a desi-
red operating range is possible not only for emissions but also for the thermo
acoustic stability. The thermo acoustic properties of the modular burner sys-
tem which consists of a swirler with variable swirl strength and a mixing tube
with variable length were investigated in an atmospheric single burner test rig
for a certain range of air excess ratios and thermal power. Both, perfect pre-
mixing with fuel injection far upstream of the burner and technical premixing
where fuel is injected directly into the swirler were considered. The thermo
acoustic properties were determined in form of burner transfer matrices and
flame transfer functions. Burner transfer matrices were modelled with a net-
work of the burner system that is very close to the burner geometry and can
be adapted to each variation of the burner with two parameters. These para-
meters are linearly dependent on the burner geometry. Flame transfer func-
tions were cast into a parametric flame model for the perfect and the tech-
nical premixed combustion. The flame model parameters were also found to
be linear functions of the burner geometry and the position of maximal OH∗-
chemiluminescence intensity. The linear dependency of the burner and flame
model parameters on the burner geometry and the flame properties allows the
reliable interpolation of the model parameters in the investigated geometry
and operating range. Thus the burner geometry for thermo acoustically sta-
ble combustion in the combustion system for a given operating point can be
uniquely determined from the optimal burner and flame model parameters,
which are calculated with stability analysis. A stability analysis of a network
model of the single burner test rig with the burner and the flame model shows
that the modelling is sufficiently precise to represent the eigenfrequencies and
the stability of the combustion system.
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ṁ [kg/s] Massenstrom
n [-] Verstärkungsfaktor
Ns [-] Anzahl der Scherschichten
p [Pa] Druck

xxi



Nomenklatur

pV [Pa] Druckverlust
Q̇ [W/m2] Wärmefreisetzungsrate
Q̇ [W] Wärmestrom
r [m] Radius
R [-] Reflexionsfaktor
s [m/s] Brenngeschwindigkeit
Smn [-] Systemmatrix
Se f f [-] effektive Drallzahl
t [s] Zeit
T [s] Periodendauer
T [K] Temperatur
u [m/s] Geschwindigkeit
vm [-] Systemvektor
x [m] x-Koordinate
xK er n [m] Kernlänge
xm [m] Mischlänge
xOHmax [m] axiale Position

maximaler OH*-Chemilumineszenzintensität
xR Z [m] axiale Position der Rezirkulationszone
Y [-] Stoffmengenanteil

Griechische Buchstaben

α [s] Parameter des Flammenmodells
δS [m] Spaltweite
δt [m] turbulente Flammendicke
ε [m/s] Schwankungsamplitude
κ [rad] spezifische Wärmekapazität
ν [m2/s] kinematische Viskosität
ζ [-] Druckverlustbeiwert
π [-] Kreiszahl
φ [-] Gemischzusammensetzung
ϕ [-] tangential
ρ [kg/m3] Dichte
τ [s] Zeitverzug
λ [-] Luftzahl

xxii



Nomenklatur

λ [W/mK] Wärmeleitfähigkeit
Ω [-] Transformationsmatrix
ω [1/s] Kreisfrequenz
ωE [1/s] Eigenfrequenz
ωϕ [m2/s2] azimutale Wirbelstärke
σ [1/s] Zeitverzugsverteilung

Hochgestellte Indizes

′ Schwankungsanteil
¯ Mittelwert
˙ Zeitableitung
ˆ komplexe Amplitude
∗ normalisierter Paramter

Tiefgestellte Indizes

11 Ordnung des Transfermatrixelements
12 Ordnung des Transfermatrixelements
21 Ordnung des Transfermatrixelements
22 Ordnung des Transfermatrixelements
ab stromab
ad adiabat
auf stromauf
axial axial
AG Abgas
B mitbewegtes Bezugssystem
B Brenneraustritt
BK Brennkammer
Br Brennstoff
BZ Brennstoffzufuhr
D Drallerzeuger
F Flamme
f g f , g -Darstellung
h heißes Abgas

xxiii



Nomenklatur

i Komponentenindex
i Koordinatenindex
k kaltes unverbranntes Gemisch
l laminar
L Loch
L Luft
LBZ Luft an der Brennstoffzufuhr
LS Lochscheibe
M Mischrohr
Mi n Minimum
n Zählindex
OHmax maximale OH*-Chemilumineszenzintensität
P Plenum
PV perfekte Vormischung
φ Gemischzusammensetzung
pu p ′/(ρ̄ c), u′-Darstellung
R ruhendes Bezugssystem
r ot rotationsbehaftet
RH Rankine-Hugoniot
RZ Rezirkulationszone
S Sirenenrohr
S Spalt
SB Schlitzbohrung
t turbulent
T V technische Vormischung
W Wand

Dimensionslose Kennzahlen

He Helmholtzzahl
M Machzahl
Nu Nusseltzahl
Pr Prandtlzahl
Re Reynoldslzahl
Sh Shearzahl
Str Strouhalzahl

xxiv



Nomenklatur

Akronyme

BTM Brennertransfermatrix ohne Flamme
BFTM Brennertransfermatrix mit Flamme
FEM Finite-Elemente-Methoden
FFT Fast-Fourier-Transformation
FTF Flammentransferfunktion
F T FOH∗−u Flammentransferfunktion bestimmt durch Messung

der OH*-Chemilumineszenzintensität
und Berechnung der Geschwindgkeitsschwankung

F T FRH Flammentransferfunktion bestimmt durch Anwendung
der Rankine-Hugoniot Beziehungen

FTM Flammentransfermatrix
NWM Netzwerkmodell
OLG Open-Loop-Gain
PV perfekte Vormischung
RB Randbedingung
TM Transfermatrix
TV technische Vormischung
WR Wachstumsrate

xxv





1 Einleitung

Die vorliegende Arbeit entstand im Rahmen der Forschungsinitiative Kraft-
werke des 21. Jahrhunderts (KW 21 Phase II), die im Januar 2009 nach posi-
tiver Bewertung der geleisteten Beiträge der ersten Phase in die zweite Phase
gestartet ist. Die Initiative KW 21 hat sich zur Aufgabe gestellt, einen wesentli-
chen Beitrag für zukünftige Kraftwerke zu leisten, um diese effizienter, kosten-
günstiger und umweltfreundlicher zu gestalten [Bay14]. Die Zusammenarbeit
von Mitgliedern aus Universitäten, Forschungsgruppen und der Industrie der
beiden Bundesländer Bayern und Baden-Württemberg wurde dabei von den
Staatsministerien für Wissenschaft, Forschung und Kunst Bayern sowie für
Wirtschaft, Infrastruktur und Verkehr Bayern und dem Ministerium für Wis-
senschaft, Forschung und Kunst Baden-Württemberg unterstützt. Das Teil-
projekt „BY 15 GV Einfluss neuer, brennstoffflexibler Vormischbrenner auf die
thermoakustischen Eigenschaften von Ringbrennkammern“ der Forschungs-
initiative aus dem Arbeitskreis „Brennkammern für Gasturbinen“ wurde in Zu-
sammenarbeit mit der Firma ALSTOM durchgeführt.

1.1 Motivation

Die drohende Ressourcenknappheit auf Grund des seit mehreren Jahrzehnten
kontinuierlich steigenden Bedarfs an Primärenergie [Int13] und das deutlich
stärkere Umweltbewusstsein stellen hohe Anforderungen an die Gasturbinen-
entwicklung. Im Hinblick auf Ressourcenschonung und Umweltverträglich-
keit sind diese im Wesentlichen ausgerichtet auf eine weitere Erhöhung der
Effizienz und die Verbesserung schadstoffarmer Verbrennungssysteme [LS10].
Mit der Einführung der mageren Vormischverbrennung konnten insbesonde-
re die strengen Anforderungen an die NOx-Emissionen erfüllt werden. Bei die-
ser Art der Verbrennung wird im Gegensatz zur Diffusionsverbrennung nahezu
die gesamte Menge der vom Kompressor bereitgestellten Luft mit dem Brenn-
stoff vor dem Erreichen der Reaktionszone vermischt. Damit führt die bei ho-
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hem Luftüberschuss gleichmäßigere Verteilung des Brennstoffs zu deutlich
niedrigeren maximalen Flammentemperaturen und folglich zu einer Reduzie-
rung der NOx-Emissionen. Durch den nun geringeren verfügbaren Kühlluftan-
teil sind kompaktere Verbrennungssysteme notwendig. Diese haben den Vor-
teil, dass sich die Verweilzeit in der Brennkammer verkürzt und somit eben-
falls niedrige NOx-Emissionen begünstigt werden. Gleichzeitig wird durch die
reduzierte Oberfläche der Brennkammerwände aber auch das Dämpfungsver-
halten verkleinert. Damit neigt, als Folge der Entwicklung zu möglichst effizi-
enten und schadstoffarmen Verbrennungssystemen, die magere Vormischver-
brennung auf Grund geringerer Dämpfung zu thermoakustischen Instabilitä-
ten [Kel95]. Diese können unter anderem durch hohe Druckschwankungen zu
strukturellen Schäden in der Brennkammer führen.

Um das Auftreten dieser Verbrennungsinstabilitäten besser zu verstehen, wur-
den zahlreiche experimentelle [CA96, SR98, PGW98] und theoretische [LZ98a,
LZ98b, Kel95] Untersuchungen durchgeführt. Ebenso wurden Methoden zur
Analyse und Modelle entwickelt, die das Auftreten von thermoakustischen In-
stabilitäten vorhersagen. Ein Überblick dazu ist in [LY06] zu finden. Eine Mög-
lichkeit, die lineare Stabilität eines Verbrennungssystems zu analysieren, ist
die Darstellung des Verbrennungssystems mit einem Netzwerkmodell im Fre-
quenzbereich, zum Beispiel beschrieben in [SP03b, SP03a]. Auch die Darstel-
lung im Zeitbereich erlaubt die Vorhersage [BMLP07] sowie die Analyse aktiver
Kontrollmechanismen [SBP03] zur Unterdrückung thermoakustischer Insta-
bilitäten. Zusätzlich gibt es zahlreiche Untersuchungen zur Modellierung der
linearen Flammendynamik mit Flammentransferfunktionen [SPP99,SDDC02,
PSDC11] beziehungsweise Flammenbeschreibungsfunktionen zur Charakte-
risierung des nichtlinearen Flammenverhaltens [Dow99, GD11].

All diese Methoden und Modelle dienen der Analyse oder Vorhersage des
thermoakustischen Verhaltens eines bestimmten Verbrennungssystems bei
einem gegebenen Betriebszustand. Damit unterscheiden sie sich zu der
in [BWH+13b, BWH+13a] vorgestellten Idee, eine Methode zu entwickeln, die
für ein bestehendes, gasturbinenähnliches Verbrennungssystem die Geome-
trie eines Brenners hinsichtlich thermoakustisch stabiler Verbrennung opti-
miert und die Abschätzung der Stabilitätsgrenzen erlaubt. Mit dieser Methode
wäre schon in der Designphase nicht nur die Optimierung eines angestreb-
ten Betriebsbereiches und der entsprechenden Emissionen, sondern zusätz-
lich auch die Berücksichtigung des Stabilitätsverhaltens möglich.
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1.2 Ziel und Struktur der Arbeit

Ziel dieser Arbeit ist es, anhand eines modularen Brennersystems die notwen-
digen Voraussetzungen zu schaffen, um sowohl die Geometrie des Brenners
als auch den Betriebszustand im Rahmen von Stabilitätsanalysen, basierend
auf der in [BWH+13b, BWH+13a] vorgeschlagenen Methode, zu optimieren.
Dazu ist ein bestehendes Brennerdesign zu einem modularen System erwei-
tert worden, das für einen bestimmten Betriebszustand eine ausreichende Va-
riation an verschiedenen Flammendynamiken liefert. Darauf aufbauend folg-
te die Entwicklung eines Brennermodells sowie die Modellierung der Flam-
men für die verschiedenen Brennergeometrien und Betriebszustände zur Be-
schreibung der Brennerakustik und der Flammeneigenschaften. Die Beson-
derheit dieser Modelle ist die lineare Abhängigkeit der Modellparameter von
den Geometrieparametern des Brenners und der Position maximaler OH∗-
Chemilumineszenzintensität. Diese Abhängigkeit ermöglicht im Rahmen von
Stabilitätsanalysen eine zuverlässige Rückführung der optimalen Modellpara-
meter auf die Brennergeometrie und den Betriebszustand und liefert somit die
für die Optimierung des Stabilitätsverhaltens notwendigen Voraussetzungen.

In Kapitel 2 werden die für das Verständnis thermoakustischer Instabilitäten
und Methoden zur Modellierung der Brenner- und Flammeneigenschaften er-
forderlichen theoretischen Grundlagen zusammengefasst. Darauf folgt in Ka-
pitel 3 eine Beschreibung des verwendeten Versuchsstandes sowie des modu-
laren Brennersystems, bevor in Kapitel 4 die eingesetzte Messtechnik erläutert
wird. Eine Untersuchung des Einflusses der Geometrieparameter des Brenner-
systems auf den Druckverlust und die Flammenform sowie eine Analyse der
dynamischen Eigenschaften in Form von Brennertransfermatrizen und Flam-
mentransferfunktionen für einen bestimmten Betriebszustand wird in Kapi-
tel 5 durchgeführt. Ein Vergleich der Eigenschaften perfekt und technisch vor-
gemischter Flammen für eine Variation von verschiedenen Leistungen und
Luftzahlen einer bestimmten Brennergeometrie ermöglicht in Kapitel 6 zu-
sätzlich eine Abschätzung des Einflussbereiches der bei technischer Vormi-
schung auftretenden Gemischzusammensetzungsschwankungen. In Kapitel 7
werden die Modelle zur Beschreibung der Brennerakustik und der Flammen-
transferfunktionen für perfekt und technisch vorgemischte Flammen erläu-
tert sowie die lineare Abhängigkeit der Modellparameter von der Brenner-
geometrie und der Position maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität dar-
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gestellt. Ebenso wird die Interpolation der Modellparameter am Beispiel va-
riabler Brennergeometrie validiert. Abschließend erfolgt in Kapitel 8 eine ex-
perimentelle Bestimmung stabiler und instabiler Eigenmoden, die genutzt
wird, um die Genauigkeit der Vorhersagefähigkeit eines Netzwerkmodells des
verwendeten Versuchsstandes mit integriertem Modell des Brenners und der
Flamme hinsichtlich der Stabilität zu überprüfen.
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2 Theoretische Grundlagen

Zur Einschätzung der Problematik thermoakustischer Instabilitäten und mit
dem Ziel, diese durch eine geeignete Modellierung vorherzusagen, werden
im Folgenden die dafür notwendigen theoretischen Grundlagen erläutert. Zu-
nächst werden basierend auf der eindimensionalen, linearen Akustik die Wel-
lengleichung hergeleitet und die Methode der Netzwerkmodellierung erklärt.
Hierbei wird insbesondere auf die einzelnen, zur Beschreibung eines Verbren-
nungssystems notwendigen Elemente eingegangen. In dem folgenden Ab-
schnitt wird die Funktionsweise der Stabilitätsanalyse zusammengefasst. Ab-
schließend wird das Phänomen der Thermoakustik näher betrachtet, bevor
im Weiteren auf das Grenzwertverhalten perfekt und technisch vorgemisch-
ter Flammen im niedrigen Frequenzbereich eingegangen wird. Zusätzlich wird
ein vereinfachtes Wärmebilanzmodell der Brennkammer entwickelt, das eine
Abschätzung der Temperaturen in der Brennkammer erlaubt.

2.1 Eindimensionale, lineare Akustik

Zur Beschreibung der akustischen Wellenausbreitung im untersuchten Ein-
zelbrennerversuchsstand wird ausgehend von den Erhaltungsgleichungen für
Masse 2.1 und Impuls 2.2 die eindimensionale, lineare Wellengleichung her-
geleitet [RH04].

∂ρ

∂t
+ ∂

∂xi
(ρui ) = 0 (2.1)

∂

∂t
(ρui )+ ∂

∂x j
(pδ j i +ρu j ui ) = 0 (2.2)

Die Impulserhaltung 2.2 gilt in dieser Form für ein reibungsfreies Fluid ohne
äußere Kräfte. Da der Durchmesser des Plenums und die Höhe der quadrati-
schen Brennkammer klein gegenüber der Länge des Versuchsstandes und der
sich aus dem betrachteten Frequenzbereich ergebenen Wellenlängen ist, kann
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trotz der komplexen Brennergeometrie und der sich dadurch ergebenen drei-
dimensionalen Effekte näherungsweise von einer eindimensionalen Wellen-
ausbreitung ausgegangen werden [MI68, Deu06].

Zur Herleitung der linearen Wellengleichung werden die Größen Druck p, Ge-
schwindigkeit u und Dichte ρ in ihren Mittelwert und in einen Schwankungs-
anteil zerlegt.

p = p̄ +p ′ (2.3)

ρ = ρ̄+ρ′ (2.4)

u = ū +u′ (2.5)

Unter Vernachlässigung von Produkten zweier Schwankungsgrößen folgen die
eindimensionalen, linearisierten Gleichungen für die Masse 2.6 und den Im-
puls 2.7 zunächst ohne mittlere Strömung ū zu:

∂ρ′

∂t
+ ρ̄ ∂u′

∂x
= 0 (2.6)

ρ̄
∂u′

∂t
+ ∂p ′

∂x
= 0. (2.7)

Mit der Annahme der Isentropie kann die linearisierte Druck-Dichte-
Beziehung entsprechend Gleichung 2.8 abgeleitet werden [RH04]:

c2 = p ′

ρ′ . (2.8)

Einsetzen von Gleichung 2.8 in 2.6 und 2.7, partielles Ableiten der linearisier-
ten Massenerhaltung nach x und der linearisierten Impulserhaltung nach t so-
wie Subtraktion beider Gleichungen voneinander, liefert die eindimensionale,
linearisierte Wellengleichung:

∂2p ′

∂t 2
− c2 ∂

2p ′

∂x2
= 0. (2.9)

Diese Gleichung gilt nicht bei Vorhandensein einer konstanten mittleren Strö-
mung. Nur unter der Bedingung, dass die Wellenausbreitung aus einem mitbe-
wegten Bezugssystem betrachtet wird, ist sie auch für ein mit der konstanten
Geschwindigkeit ū durchströmtes System gültig. Damit die Wellengleichung
ebenfalls bei Vorhandensein einer konstanten mittleren Strömung gilt, muss
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die Koordinate xB des mitbewegten Bezugssystems in die Koordinate xR eines
ruhenden Bezugssystems transformiert werden:

xR = xB + ūt . (2.10)

Durch Ersetzen der daraus folgenden Änderung der partiellen Ableitung nach
der Zeit in die substantielle Ableitung

D

Dt
= ∂

∂t
+ ū

∂

∂x
(2.11)

in Gleichung 2.9 erhält man die eindimensionale, lineare Wellengleichung bei
Vorhandensein einer konstanten mittleren Strömung bezogen auf ein ruhen-
des Bezugssystem: (

∂

∂t
+ ū

∂

∂x

)2

p ′− c2 ∂
2p ′

∂x2
= 0. (2.12)

Die allgemeine Lösung der Wellengleichung 2.9 für Systeme ohne Strömung
(ū = 0) lässt sich als Überlagerung zweier Wellen f und g beschreiben, die sich
in positive beziehungsweise negative x-Richtung mit der Schallgeschwindig-
keit c ausbreiten und durch Randbedingungen festgelegt werden.

p ′

ρ̄c
(x, t ) = f (x − ct )+ g (x + ct ) (2.13)

Mit Hilfe der Druck-Dichte-Beziehung 2.8 kann aus einer gegebenen Druck-
verteilung die Dichteverteilung berechnet werden. Durch die Verknüpfung der
Dichte mit der Geschwindigkeit über die Massenerhaltung 2.6 lässt sich dann
eine allgemeine Lösung für die Geschwindigkeitsverteilung angeben [Ehr04].

u′ (x, t ) = f (x − ct )− g (x + ct ) (2.14)

Die Lösungen der Wellengleichung f und g sind beliebige, zweifach diffe-
renzierbare Funktionen, die auch als Riemann-Invarianten bezeichnet wer-
den [PHV97]. Eine vereinfachte Darstellung der Gleichungen 2.13 und 2.14 ist

p ′

ρ̄c
= f + g (2.15)

u′ = f − g , (2.16)

7
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die sich auch als Gleichungen für f und g umformen lassen:

f = 1

2

(
p ′

ρ̄c
+u′

)
(2.17)

g = 1

2

(
p ′

ρ̄c
−u′

)
. (2.18)

Sind f und g harmonische Funktionen, können die Gleichungen 2.13 und 2.14
geschrieben werden als [DFW83]:

p ′

ρ̄c
(x, t ) = f ·e iω(t−i kx) + g ·e iω(t+i kx) (2.19)

u′ (x, t ) = f ·e iω(t−i kx) − g ·e iω(t+i kx). (2.20)

Hierbei ist ω= 2π · f die Kreisfrequenz und k =ω/c die Wellenzahl.

Gleichungen 2.19 und 2.20 verdeutlichen den Vorteil der Verwendung von har-
monischen Funktionen, da diese das Entkoppeln der zeitlichen Funktion e iωt

von der räumlichen erlauben. Insbesondere im Bereich der Netzwerkmodel-
lierung vereinfacht sich dadurch die theoretische Beschreibung der akusti-
schen Wellenausbreitung.

Die Lösungen der Wellengleichung 2.12 für durchströmte Systeme ergeben
sich für p′ beziehungsweise u′ zu:

p ′

ρ̄c
(x, t ) = f (x − (c + ū) t )+ g (x + (c − ū) t ) (2.21)

u′ (x, t ) = f (x − (c + ū) t )− g (x + (c − ū) t ) . (2.22)

Hierbei ist f eine mit der Geschwindigkeit c+ ū in positive x-Richtung laufende
Welle und g eine mit c− ū in negative x-Richtung laufende Welle. Auch diese
Gleichungen können mit harmonischen Funktionen für f und g ausgedrückt
werden:

p ′

ρ̄c
(x, t ) = f ·e iω(t−i k+x)+ g ·e iω(t+i k−x) (2.23)

u′ (x, t ) = f ·e iω(t−i k+x)− g ·e iω(t+i k−x). (2.24)

Die Wellenzahlen für die in positive
(
k+)

und in negative (k−) x-Richtung lau-
fenden Wellen unterscheiden sich auf Grund der Strömung und sind folgen-
dermaßen definiert:
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k+ = ω

c + ū
(2.25)

k− = ω

c − ū
. (2.26)

2.2 Netzwerkmethode

Zur Modellierung akustischer Systeme konnte die Theorie der Zweitore, als
Standardmethode zur Darstellung von Netzwerken in der Elektrotechnik, auch
auf die Akustik übertragen werden [Mun87]. Insbesondere ist die Beschrei-
bung des Verbrennungssystems in Gasturbinen mit akustischen Netzwerkmo-
dellen eine übliche Methode [PP98, SPP99, PFS01], um thermoakustische In-
stabilitäten zu untersuchen. Das Verbrennungssystem wird dabei in seine ein-
zelnen Komponenten aufgeteilt. Üblicherweise sind dies: Plenum, Brenner,
Flamme und Brennkammer. Im Netzwerkmodell werden die Komponenten
durch akustische Elemente, wie Rohre, Querschnittsänderungen, Verzweigun-
gen und Verknüpfungen, Randelemente sowie Elemente für die Beschreibung
des Flammenverhaltens repräsentiert. Die mathematische Beschreibung je-
des dieser Elemente kann über eine Transfermatrix TM erfolgen, die die akus-
tischen Zustandsvariablen stromauf und stromab des Elements linear ver-
knüpft. Als Zustandsvariablen können entweder die Riemann-Invarianten f
und g oder die akustischen Druck- und Geschwindigkeitsschwankungen p′

und u′ entsprechend den Gleichungen 2.27 und 2.28 verwendet werden. p ′
ρ̄ c

u′


ab

= T Mpu ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f

(2.27)

 f

g


ab

= T M f g ·

 f

g


au f

(2.28)

Die vier Terme der 2x2 Transfermatrizen sind komplexwertige Funktionen der
Kreisfrequenz ω.

T Mpu, f g (ω) =

 TM11 TM12

TM21 TM22

 (2.29)
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Aus den in Gleichung 2.15 bis 2.18 beschriebenen Beziehungen für die Zu-
standsvariablen f und g sowie p′ und u′ lässt sich eine Transformationsma-
trixΩ entsprechend Gleichung 2.30 ableiten und die inverse Transformations-
matrix Ω−1 entsprechend Gleichung 2.31 berechnen, die das Überführen der
Transfermatrizen TMpu und TMfg ineinander ermöglicht:

Ω =

 1 1

1 −1

 (2.30)

Ω−1 = 1

2

 1 1

1 −1

 (2.31)

T Mpu = Ω−1 ·T M f g ·Ω (2.32)

T M f g = Ω ·T Mpu ·Ω−1 (2.33)

Auf Grund der Multiplikationseigenschaften von Matrizen ist ein aus n seriel-
len Elementen bestehendes System durch Multiplikation der einzelnen Trans-
fermatrizen mit einer Gesamtmatrix TMgesamt beschreibbar [Fis04]. Dies er-
möglicht die akustische Charakterisierung komplexer Systeme wie das Ver-
brennungssystem einer Gasturbine oder wie den in dieser Arbeit verwendeten
Einzelbrennerversuchsstand samt Brenner und Flamme.

T Mg esamt = T Mn ·T Mn−1 · ... ·T M2 ·T M1 (2.34)

Für die Bildung eines Netzwerkmodells des Versuchsstandes (siehe Kapitel 7)
werden folgende Elemente genutzt:

• Rohre mit konstantem Durchmesser

• Querschnittsänderungen ohne und mit akustischen Verlusten

• Verzweigungen und Verknüpfungen

• Randelemente

• Flammen

und im Weiteren näher dargestellt.
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2.2.1 Rohre mit konstantem Durchmesser

In einem verlustfreien, mit der mittleren Geschwindigkeit ū durchströmten
Rohr der Länge L erfährt eine mit Schallgeschwindigkeit c stromauflaufende
akustische Welle f zwischen den zwei Knoten auf und ab eine Phasenände-
rung entsprechend Gleichung 2.35.

fab(L) = fau f ·e−i k+L (2.35)

Für die stromablaufende Welle g gilt analog:

gab(L) = fau f ·e i k−L. (2.36)

Dabei sind k+ und k− die Wellenzahlen der stromauf- und stromablaufenden
Wellen.

k± = ω

c ±u
(2.37)

Die Transfermatrix verknüpft die Riemann-Invarianten fauf/ab und gauf/ab des
Rohres mit der Länge L. f

g


ab

=

 e−i k+L 0

0 e i k−L

 ·

 f

g


au f

(2.38)

Unter Anwendung von Gleichung 2.32 werden statt der Riemann-Invarianten
die Druckschwankungen p′/ρ cauf/ab und Geschwindigkeitsschwankungen
u′

auf/ab an den beiden Knoten des Rohres in Beziehung gesetzt, so dass sich
folgende Transfermatrix ergibt: p ′

ρ c

u′


ab

=

 e−i k+L +e i k−L e−i k+L −e i k−L

e−i k+L −e i k−L e−i k+L +e i k−L

 ·

 p ′
ρ c

u′


au f

. (2.39)

2.2.2 Querschnittsänderungen ohne und mit akustischen Verlusten

Aus der Erhaltungsgleichung für die Masse 2.1 und den Impuls 2.2 können
Beziehungen für akustisch kompakte Elemente, wie Querschnittsänderungen,
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abgeleitet werden. Für diese gilt die Annahme, dass die geometrische Län-
ge L im Vergleich zur akustischen Wellenlänge λ sehr klein ist. Mathema-
tisch beschreibbar ist die Annahme mit einer Abschätzung der Helmholtz-Zahl
He = ωL

c = 2πL
λ
¿ 1. Nach Linearisierung und unter Vernachlässigung von Ter-

men höherer Ordnung sowie Verlusten lassen sich für eine verlustfreie und iso-
therm durchströmte Querschnittsänderung die folgenden Gleichungen ablei-
ten [Pol04, PHV97]: [(

p ′

ρ c
M +u′

)
A

]ab

au f

= 0 (2.40)[(
p ′

ρ c
+u′M

)]ab

au f

= 0. (2.41)

Durch Verknüpfung von p′/ρ c und u′ stromauf und stromab ergibt sich die
in dieser Arbeit verwendete Transfermatrix zur Beschreibung verlustfreier, mit
der Machzahl M durchströmter Querschnittsänderungen entsprechend Glei-
chung 2.42.

 p ′
ρ̄ c

u′


ab

=


Aau f
Aab

Mau f Mab−1

M 2
ab−1

Aau f
Aab

Mab−Mau f

M 2
ab−1

Mab−
Aau f
Aab

Mau f

M 2
ab−1

Mau f Mab−
Aau f
Aab

M 2
ab−1

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f

(2.42)

Für sehr kleine Machzahlen lässt sich die Transfermatrix auch zu folgender
Form vereinfachen:  p ′

ρ̄ c

u′


ab

=

 1 0

0
Aau f

Aab

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f

. (2.43)

Die Beschreibung verlustbehafteter isothermer Querschnittsänderungen er-
fordert eine Erweiterung der Gleichungen 2.40 und 2.41 um einen von der
Machzahl abhängigen Verlustbeiwert ζ, eine effektive Länge Leff zur Berück-
sichtigung von Trägheitseffekten und eine reduzierte Länge Lred [GFEP03]:[(

p ′

ρ c
M +u′

)
A

]ab

au f

+ iω

c
Lr ed Aab

p ′

ρ c
= 0 (2.44)[(

p ′

ρ c
+u′M

)]ab

au f

+Le f f
iω

c
u′

au f +ζMau f u′
au f = 0. (2.45)
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Für eine verlustbehaftete isotherme Querschnittsänderung ergibt sich aus den
Gleichungen 2.44 und 2.45 die Transfermatrix:

T M =

 1 Mau f

(
1−

(
A Au f

A Ab

)2
)
−Mau f ζ− i ω

c ·Lef f

−i ωc Lr ed Mab
Aau f

Aab

 . (2.46)

Ähnliche Formen dieses Ausdrucks der Transfermatrix sind auch in [Pol04] zu
finden und in [PP98] eingeführt worden. Eine analytische Bestimmung der Pa-
rameter Leff, Lred und ζ ist in [GFEP03] vorgeschlagen, basierend auf der Dis-
kussion einer plötzlichen Querschnittsänderung zwischen rechteckigen Kanä-
len von Morse und Ingard [MI68].

In dieser Arbeit wird, den Betrachtungen und Erfahrungen nach [Sch03] fol-
gend, die in Gleichung 2.47 beschriebene Form einer verlustbehafteten Quer-
schnittsänderung verwendet. p ′

ρ̄ c

u′


ab

=

 1 Mau f

(
1−

(
A Au f

A Ab

)2
)
−Mau f ζ− i ω

c ·Lef f

0
Aau f

Aab

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f

(2.47)

Der Druckverlustbeiwert ζwird experimentell mit Gleichung 2.48 aus dem sta-
tischen Druckverlust über dem Brenner ∆pV, der mittleren Dichte der Luft ρ
sowie der mittleren Strömungsgeschwindigkeit am Brenneraustritt ūB ermit-
telt. Die effektive Länge Leff wird an die experimentellen Daten angepasst.

ζ = ∆pV
ρ̄

2 · ū2
B

(2.48)

2.2.3 Verzweigungen und Verknüpfungen

Eine Verzweigung beschreibt ein Element, in dem eine einlaufende Welle in
zwei herauslaufende Wellen aufgeteilt wird. Analog dazu wird mit einer Ver-
knüpfung ein Element beschrieben, das zwei einlaufende Wellen zu einer
herauslaufenden Welle zusammenführt. Zur Modellierung des Drallerzeugers,
speziell zur Modellierung der tangentialen Drallschlitze, werden sowohl Ver-
zweigungen als auch Verknüpfungen verwendet. Aus der Massen- und Impuls-
erhaltung lassen sich für verlustfreie und isotherm durchströmte Verzweigun-
gen folgende Gleichungen formulieren [PHV97]:
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[(
p ′

ρ c
M +u′

)
A

]
au f

=
[(

p ′

ρ c
M +u′

)
A

]
ab1

+
[(

p ′

ρ c
M +u′

)
A

]
ab2

(2.49)[(
p ′

ρ c
+u′M

)]
au f

=
[(

p ′

ρ c
+u′M

)]
ab1

(2.50)[(
p ′

ρ c
+u′M

)]
au f

=
[(

p ′

ρ c
+u′M

)]
ab2

. (2.51)

Die Gleichungen zur Beschreibung einer verlustfreien und isotherm durch-
strömten Verknüpfung [PHV97] ergeben sich entsprechend:

[(
p ′

ρ c
M +u′

)
A

]
au f1

+
[(

p ′

ρ c
M +u′

)
A

]
au f2

=
[(

p ′

ρ c
M +u′

)
A

]
ab

(2.52)[(
p ′

ρ c
+u′M

)]
au f1

=
[(

p ′

ρ c
+u′M

)]
ab

(2.53)[(
p ′

ρ c
+u′M

)]
au f2

=
[(

p ′

ρ c
+u′M

)]
ab

. (2.54)

Das Zusammenfassen der Gleichungen 2.49, 2.50 and 2.51 liefert schließlich
das Gleichungssystem 2.55 zur Berechnung der Transfermatrix für eine Ver-
zweigung:


Aau f Mau f 1

1 Mau f

1 Mau f

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f

=


Aab1 Mab1 1

1 Mab1

0 0

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


ab1

+


Aab2 Mab2 1

0 0

1 Mab2

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


ab2

.

(2.55)

Das Gleichungssystem für eine Verknüpfung 2.56 ergibt sich aus den Gleichun-
gen 2.52, 2.53 und 2.54 zu:
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Aau f Mau f1 1

1 Mau f1

0 0

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f1

+


Aau f2 Mau f2 1

0 0

1 Mau f2

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f2

=


Aab Mab 1

1 Mab

1 Mab

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


ab

.

(2.56)

2.2.4 Randbedingungen

2.2.4.1 Reflexionskoeffizienten

In Netzwerkmodellen werden akustische Ränder eines Systems mit einem Re-
flexionskoeffizienten R oder der Impedanz Z beschrieben. Der komplexe und
frequenzabhängige Reflexionskoeffizient ist definiert als Verhältnis der einlau-
fenden Welle f zur reflektierten Welle g. Abhängig von der Lage des Randes be-
rechnet sich der Reflexionskoeffizient stromaufseitig mit

Rau f = f

g
(2.57)

und stromabseitig mit

Rab = g

f
. (2.58)

Für ein geschlossenes Ende ergibt sich mit u′ = 0 nach Gleichung 2.16 ein Re-
flexionskoeffizient von R = 1. Ist das Ende offen, gilt idealerweise p′ = 0, da-
mit ergibt sich nach Gleichung 2.15 für den Reflexionsfaktor R =−1 [Mun87].
Ein Reflexionsfaktor von R = 0 beschreibt ein reflexionsfreies Ende, an dem die
einlaufende Welle nicht reflektiert wird.

Die akustische Impedanz ist ebenfalls komplexwertig und beschreibt den Wi-
derstand, den ein Medium mit der Dichte ρ̄ der Ausbreitung einer Schallwel-
le mit der Schallgeschwindigkeit c entgegensetzt. An einem Punkt im akusti-
schen Feld ist die akustische Impedanz definiert durch die Größen Druck und
Geschwindigkeit:
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Z = 1

ρ̄c

p ′

u′ . (2.59)

Unter Verwendung der Gleichungen 2.15 und 2.16 sowie 2.57 ergibt sich für Z
und R der Zusammenhang

Z = 1+R

1−R
. (2.60)

Daraus folgt für die akustische Impedanz bei einem geschlossenen Ende
Z →∞ und für ein offenes Ende Z = 0.

2.2.4.2 Anregungselemente

Durch Anregungselemente können in einem Netzwerkmodell Schwankungen
der akustischen Geschwindigkeit erzeugt werden. Dazu wird das modellier-
te System mit einer konstanten Schwankungsamplitude ε entsprechend Glei-
chung 2.61 beaufschlagt.

ε = f − g (2.61)

2.2.5 Flammen

Die Antwort einer Flamme auf akustische Schwankungen wird mit der Flam-
mentransferfunktion FTF beschrieben. Dabei verknüpft die FTF Wärmefrei-
setzungsschwankungen Q̇′ der Flamme als Folge akustischer Geschwindig-
keitsschwankungen u′ stromauf der Flamme. Gemäß Gleichung 2.62 sind bei-
de Schwankungsgrößen mit den jeweiligen mittleren Größen normiert.

Q̇ ′ (ω)
¯̇Q

= F T F (ω) · u′ (ω)

ū
(2.62)

Bei Betrachtung der Flamme als kompaktes Element entspricht die Flammen-
front einer Diskontinuität, die der Strömung Wärme hinzufügt. Diese Betrach-
tungsweise basiert auf der Annahme, dass die axiale Flammenlänge LF im Ver-
gleich zur akustischen Wellenlänge λ viel kleiner ist (He = ωLF

c = 2πLF
λ
¿ 1). Zur

Beschreibung der Flamme als kompaktes Element sind zusätzliche Annahmen
erforderlich. Es wird eine eindimensionale, stationäre und isentrope Strömung
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stromauf und stromab der Flamme angenommen, deren thermische Eigen-
schaften mit dem idealen Gasgesetz p

ρ
= RT beschreibbar sind. Damit können

die Erhaltungsgleichungen für Masse 2.1, Impuls 2.2 sowie die Erhaltungsglei-
chung für Energie 2.63 vereinfacht werden.

∂

∂t
ρ(e + 1

2
u2)+ ∂

∂xi
(ρui (e + 1

2
u2))+ ∂

∂xi
(pui ) = q (2.63)

Unter der Voraussetzung, dass in Gleichung 2.63 sowohl äußere Kräfte als auch
die Wärmeleitung keine Berücksichtigung finden und die Reibung vernachläs-
sigt wird, ergeben sich nun folgende Zusammenhänge zur Beschreibung der
Flamme [Chu53, PPD01]:

[
ρu

]h
k = 0 (2.64)[

p +ρu2]h
k = 0 (2.65)

ρu

[
e + 1

2
u2

]h

k
+ [

pu
]h

k = q. (2.66)

Mit h = e+ p
ρ

kann Gleichung 2.66 umgeformt werden.

[
h + 1

2
u2

]h

k
= q. (2.67)

Die Indizes h und k kennzeichnen das heiße Abgas stromab und das kalte
unverbrannte Gemisch stromauf der Flammenfront. Durch Verwendung der
Schallgeschwindigkeit c für isentrope Strömungen

c2 = κ
p

ρ
(2.68)

mit κ als Verhältnis der spezifischen Wärmekapazitäten und der Machzahl
M = u

c lassen sich die Rankine-Hugoniot Beziehungen gemäß den Gleichun-
gen 2.69 - 2.71 ableiten:

ph

pk
= 1− (κ−1)

Q̇

pkuk
M 2

k +O
(
M 4) (2.69)

uh

uk
= 1+ κ−1

κ

Q̇

pkuk
+O

(
M 2) (2.70)

Th

Tk
= 1+ κ−1

κ

Q̇

pkuk
+O

(
M 2) . (2.71)
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Hier ist Q̇ die Wärmefreisetzungsrate pro Fläche, Th die Temperatur des heißen
Abgases und Tk die Temperatur des kalten unverbrannten Gemisches.

Die Annahme niedriger Machzahlen (M < 0.1), die in dieser Arbeit getroffen
werden kann, erlaubt die Vernachlässigung von Termen höherer Machzahl-
ordnung. Nach dem Einsetzen der in Mittelwert und Schwankungsgrößen auf-
geteilten physikalischen Größen Druck p, Dichte ρ und Geschwindigkeit u
(Gleichungen 2.3 bis 2.5) in die abgeleiteten Rankine-Hugoniot Beziehungen
werden die Gleichungen unter der Betrachtung kleiner akustischer Schwan-
kungen linearisiert und nur Terme erster Ordnung der Schwankungsgrößen
berücksichtigt. Das Ergebnis sind die Rankine-Hugoniot Beziehungen für die
akustischen Schwankungsgrößen p′/ρc und u′:

(
p ′

ρ̄c

)
h

= β

(
p ′

ρ̄c

)
k

−β
(

Th

Tk
−1

)
Mk

(
1+ Q̇ ′/ ¯̇Q

u′
k/ūk

)
u′

k (2.72)

u′
h = −

(
Th

Tk
−1

)
κMk

(
p ′

ρ̄c

)
k

+
(

1+
(

Th

Tk
−1

)
Q̇ ′/ ¯̇Q

u′
k/ūk

)
u′

k . (2.73)

Hierbei ist β= (
ρ̄c

)
k /

(
ρ̄c

)
h. Das Einsetzen der Flammentransferfunktion 2.62

als Verhältnis der Wärmefreisetzungsschwankungen zu den Geschwindig-
keitsschwankungen in die Gleichungen 2.72 und 2.73 liefert schließlich die
Transfermatrix zur Beschreibung von Flammen als kompakte Elemente: p ′

ρ̄c

u′


h

=

 β −β
(

Th
Tk

−1
)

Mk (1+FTF )

−
(

Th
Tk

−1
)
κMk 1+

(
Th
Tk

−1
)

FTF

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


k

.(2.74)

Für sehr kleine Machzahlen vereinfacht sich Gleichung 2.74 zu folgender
Form:  p ′

ρ̄c

u′


h

=

 β 0

0 1+
(

Th
Tk

−1
)

FTF

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


k

. (2.75)

Die für die Charakterisierung der Flamme notwendigen Flammentransfer-
funktionen werden in dieser Arbeit mit physikalisch basierten Fitfunktionen
modelliert (siehe Kapitel 7).
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2.2 Netzwerkmethode

Die in den Abschnitten 2.2.1 bis 2.2.5 abgeleiteten Transfermatrizen zur Be-
schreibung einzelner Komponenten eines Systems sind über die akustischen
Größen p′/ρ̄c und u′ beziehungsweise die Riemann-Invarianten f und g mit-
einander verknüpft. In Abbildung 2.1 ist ein Schema eines einfachen Netz-
werkmodells, bestehend aus m Elementen, dargestellt.

f1 fn

gng1

TM1 TM2 TMmTMm−1

. . .

. . .

Abbildung 2.1: Schema eines Netzwerkmodells

Die unbekannten Größen dieses Netzwerkmodells sind p′/ρ̄c und u′ oder f
und g stromauf und stromab der einzelnen Elemente. Damit ergeben sich
für ein Modell aus n Verknüpfungen 4n Unbekannte. Um nun das akustische
Verhalten des modellierten Systems an einzelnen Verknüpfungen zu bestim-
men, werden die Transfermatrizen der Elemente in eine m×n-Matrix, näm-
lich der Systemmatrix Smn, zusammengefasst. Mit dem Systemvektor vm, der
neben Einträgen, die gleich null sind, auch Einträge ungleich null zur Beschrei-
bung inhomogener Systeme (Systeme mit Anregungselementen) enthält, kön-
nen die unbekannten Riemann-Invarianten f1, g1 . . . fn, gn mit dem folgenden
Gleichungssystem 2.76 gelöst werden [PHV97].


S11 . . . S1n

...
...

Sm1 . . . Smn

 ·



f1

g1

...

fn

gn


=


v1

...

vm

 (2.76)
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2.3 Stabilitätsanalyse

Die Bestimmung der Eigenmoden sowie die Berechnung der zugehörigen
Wachstums- beziehungsweise Dämpfungsraten sind notwendig, um die Stabi-
lität eines akustischen Systems bewerten zu können. Eine Methode, die Eigen-
moden eines Systems zu ermitteln, ist die Berechnung der komplexen Null-
stellen der Systemmatrix S durch:

Det (S) = 0. (2.77)

Die Nullstellen entsprechen den Eigenfrequenzen. Nachteil dieser Methode
ist, dass alle Elemente des Netzwerkmodells für den komplexen Frequenzbe-
reich charakterisiert sein müssen. Enthält das Netzwerkmodell experimentelle
Transfermatrizen, die über rein reelle Frequenzen tabelliert sind, kann diese
Methode nicht angewendet werden, da das System dann nicht für komplexe
Frequenzen definiert ist [SP03b].

Eine andere Methode, die eine Charkterisierung des Systems über den kom-
plexen Frequenzbereich nicht erfordert, sondern auch Elemente zulässt, die
nur für reelle Frequenzen definiert sind, ist die Open Loop Gain (OLG) Analyse.
Hierbei wird an einer beliebigen Stelle im Netzwerk ein Diagnoseelement ein-
gefügt, das zu einem „offenen“ Netzwerk führt. In dem geöffneten Netzwerk
sind bis auf zwei Knoten einer Zustandsvariablen alle Elemente miteinander
verbunden. Entsprechend Abbildung 2.2 werden zwei Knoten der Variable f
verwendet, um das System mit einem Anregungssignal fAnregung zu beaufschla-
gen und das Antwortsignal fAntwort abzugreifen.

Die Verstärkung des aufgeprägten Signals fAnregung im System ist als OLG für
einen gegebenen Frequenzbereich definiert [SP03b].

R
B

f1 f2 f4

g4g2g1 g3

fAntwort

fAnregung

TM1 TM2 TM3 R
B

Abbildung 2.2: Schema eines „offenen“ Netzwerks zur Analyse des Anregungsignals f Anr eg ung

mit dem Antwortsignal f Ant wor t
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2.3 Stabilitätsanalyse

OLG (ω) = − f Ant wor t

f Anr eg ung
(2.78)

Handelt es sich um einen komplexen Frequenzbereich, gilt für alle Eigenfre-
quenzen ωE

OLG (ωE ) = −1. (2.79)

Ist der Frequenzbereich dagegen reell, befindet sich die Eigenfrequenz nahe
des kritischen Punktes −1+ i0 im Nyquist-Diagramm. Basierend auf einem ite-
rativen Suchverfahren mit dem Ziel möglichst nah an OLG =−1 zu gelangen,
können für eine ausreichend genaue Polynomfitfunktion des OLGs, die für rein
reelle Frequenzen bestimmt wurde, aber eine lokale Abschätzung des OLGs für
komplexe Frequenzen zulässt, die Eigenfrequenzen ωE des Systems berechnet
werden [SP03a].

Die quantitative Bestimmung der entsprechenden Wachstums- beziehungs-
weise Dämpfungsraten WR erfolgt nach [SP03b] mit Gleichung 2.80.

WR (ωE ) = e
−2π

Im(ωE )
Re(ωE ) (2.80)

Für WR = 1 befindet sich das akustische System an seiner Stabilitätsgrenze. Ist
WR > 1, liegt eine instabile Mode vor und akustische Störungen werden ange-
facht. Entsprechend handelt es sich für WR < 1 um eine stabile Mode, bei der
akustische Störungen gedämpft werden.

Im(OLG(ω)

Re(OLG(ω)
−1

A
B

C

Abbildung 2.3: Nyquist-Diagramm mit drei Moden: A (instabile Mode), B (neutrale Mode), C
(stabile Mode)
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Unter Nutzung des Nyquist-Diagramms kann die Stabilität der Eigenmo-
den grafisch veranschaulicht werden. Dazu wird der Imaginärteil des OLGs
Im(OLG(ω)) über dem Realteil Re(OLG(ω)) aufgetragen. Der kritische Punkt
−1+ i0 ist ein wichtiger Punkt zur Feststellung der Stabilität einer Mode. Wie
in Abbildung 2.3 zu sehen ist, handelt es sich um eine stabile Mode (C), wenn
der kritsche Punkt links neben der in Richtung steigender Frequenz laufenden
OLG-Kurve liegt. Dementsprechend ist die Mode instabil (A), wenn der kriti-
sche Punkt auf der rechten Seite der OLG-Kurve liegt [Pol04].

2.4 Thermoakustik

Thermoakustische Verbrennungsinstabilitäten, wie sie in Gasturbinen vor-
kommen, sind charakterisiert durch kohärente Schwankungen der Wärmefrei-
setzung mit dem akustischen Brennkammerdruck. Die Flamme wirkt hierbei
auf Grund von Schwankungen des Flammenvolumens als akustische Quelle.

Effekte, die zur Erzeugung einer Flamme als thermoakustische Quelle führen,
können unterteilt werden in Effekte, die weitgehend unabhängig von ther-
moakustischer Rückkopplung sind und Effekte, die durch Rückkopplungs-
mechanismen bestimmt werden. Zu den ersteren zählt der turbulente Ver-
brennungslärm. Das breitbandige Spektrum des Verbrennungslärms wird da-
bei durch lokale turbulente Schwankungen der Wärmefreisetzung verursacht.
Diese werden durch das turbulente, reagierende Strömungsfeld erzeugt. Zu-
sätzlich können kohärente Strukturen, die als abgelöste Wirbel in Scher-
schichten und Wirbelströmungen auftreten, zu einer Modulation des konvek-
tiven Transports von Brennstoff-Luft-Gemischen führen und damit ebenso
zu Schwankungen der Wärmefreisetzung. Zu den Rückkopplungsmechanis-
men zählen neben kohärenten Strukturen, die nun aber durch eine pulsie-
rende, reagierende Strömung hervorgerufen werden, die selbsterregten Ver-
brennungsschwingungen [LS10]. Zwei wesentliche Effekte [LZ98b,LTJZ01], die
hierbei zur Ausbildung thermoakustischer Verbrennungsinstabilitäten führen
können, sind

• Schwankungen der Gemischzusammensetzung φ′ und

• Schwankungen der Geschwindigkeit u′.
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2.4 Thermoakustik

Die Gemischzusammensetzungsschwankungen werden erzeugt durch akus-
tische Druck- und Geschwindigkeitsschwankungen an der Brennstoffzufuhr.
Von dort werden sie konvektiv zur Flamme transportiert, wo sie durch Modifi-
kation der Brennstoffmenge zu Schwankungen der Wärmefreisetzung führen.
Schwankungen der Gemischzusammensetzung haben aber auch Auswirkun-
gen auf die Flammentemperatur. Sie führen damit zur Bildung von Entropie-
wellen, die durch konvektiven Transport an die Ränder der Brennkammer ge-
langen und dort die Akustik des Systems beeinflussen [PPD01, Sat03, Kel95].

Ebenso wie φ′ beeinflussen Schwankungen der Geschwindigkeit die Wärme-
freisetzung. Diese können unterschieden werden in akustische Geschwin-
digkeitsschwankungen auf Grund von Schwankungen des Massenstroms
u′ und in Geschwindigkeitsschwankungen verursacht durch Wirbelstärke-
schwankungen u′

ωϕ
[HFR+05]. Die akustischen Geschwindigkeitsschwankun-

gen u′ propagieren mit Schallgeschwindigkeit zur Flamme und bewirken dort
Schwankungen der Wärmefreisetzung, die zu einem fluktuierenden Flam-
menvolumen führen. Dadurch werden Druckwellen erzeugt, die durch die
Brennkammer propagieren und an den Rändern reflektiert werden, so dass es
wieder zur Beeinflussung von u′ kommt.

Die Geschwindigkeitsschwankungen auf Grund von azimutaler Wirbelstärke-
schwankungen u′

ωϕ
werden konvektiv zur Flamme transportiert und beeinflus-

sen ebenfalls die Wärmefreisetzung. Der Mechanismus, der zur Entstehung
von u′

ωϕ
führt, entspricht dem Mechanismus, der auch das Wirbelaufplatzen

in Drallströmungen bewirkt.

Ausgehend von einer mit axialer Wirbelstärke dominierenden Drallströmung
führt eine Querschnittserweiterung zur Aufweitung der Strömung mit der Fol-
ge, dass sowohl die axiale ux als auch die tangentiale Geschwindigkeitskom-
ponente uϕ abnimmt und die radiale Geschwindigkeit ur zunimmt. Den Aus-
führungen von Darmofal [Dar93] folgend, kann die Transportgleichung für die
azimutale Wirbelstärke, die einhergeht mit der Entstehung einer negativen
axialen Geschwindigkeit, geschrieben werden als

Dωϕ

Dt
= ωϕ

ur

r
+ 1

r

∂u2
ϕ

∂x
. (2.81)

Hierbei entspricht der erste Term auf der rechten Seite der Gleichung dem
Strecken des Wirbels und der zweite Term dem Kippen von axialer in radialer
Richtung. Da die tangentiale Geschwindigkeit uϕ auf Grund der Strömungs-
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aufweitung in axialer Richtung abnimmt, bewirkt das Kipppen eine Abnahme
der azimutalen Wirbelstärke. Dieser Effekt wird bei Vorhandensein einer nega-
tiven azimutalen Wirbelstärke durch das Strecken des Wirbels auf Grund der
zunehmenden radialen Geschwindigkeit verstärkt. Entsprechend dem Gesetz
von Biot-Savart lässt sich für eine gegebene Wirbelstärkeverteilung der rotati-
onsbehaftete Anteil eines Geschwindigkeitsfeldes~urot berechnen.

~ur ot (~x) = − 1

4π

∫
V

(
~x −~x ′)×~ω(

~x ′)
|(~x −~x ′)|3 dV (2.82)

Demnach bewirkt eine negative azimutale Wirbelstärke negative axiale Ge-
schwindigkeiten auf Radien kleiner als den der betrachteten Stromlinie. Dies
resultiert schließlich in einem Aufplatzen des Wirbels mit Bildung einer inne-
ren Rezirkulationszone, die als aerodynamischer Flammenhalter dient.

Die Entstehung von u′
ωϕ

basiert auf dem gleichen Mechanismus. Eine akus-
tische Geschwindigkeitsschwankung u′ führt zu einer Schwankung der tan-
gentialen Geschwindigkeit u′

ϕ, die konvektiv entlang der Flammenfront trans-
portiert wird und dort Schwankungen der azimutalen Wirbelstärke ωϕ verur-
sacht. Diese resultieren schließlich in den zusätzlichen axialen Geschwindig-
keitsschwankungen u′

ωϕ
, die ebenfalls die Wärmefreisetzung beeinflussen.

Hirsch et al. [HFR+05] konnten den Einfluss der Wirbelstärkeschwankungen
ωϕ und damit der zusätzlichen axialen Geschwindigkeitsschwankungen u′

ωϕ

auf die Flammentransferfunktion für zwei unterschiedliche Drallerzeuger zei-
gen und validierten diesen mit einem analytischen Modell zur Beschreibung
von u′

ωϕ
gegen experimentelle Daten. Freitag [Fre09] erweiterte das analyti-

sche Modell für Brenner, deren Drallerzeuger nicht direkt am Brenneraustritt
positioniert sind, sondern einen gewissen Abstand aufweisen durch einen zu-
sätzlichen Zeitverzug. Mit der Überlagerung eines modifizierten Modells für
u′ und dem erweiterten analytischen Modell für u′

ωϕ
konnte er eine sehr gute

Übereinstimmung zwischen den modellierten und experimentell ermittelten
Flammentransferfunktionen erzielen.

In Abbildung 2.4 sind die beschriebenen Effekte, die zu Rückkopplungsmecha-
nismen führen und damit thermoakustische Verbrennungsinstabilitäten aus-
lösen können, noch einmal schematisch veranschaulicht.

Ob die Interaktion der Wärmefreisetzungsschwankungen Q̇′ der Flamme als
akustische Quelle mit den akustischen Druckschwankungen p′ in der Brenn-
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Abbildung 2.4: Schema zu den Rückkopplungsmechanismen thermoakustischer Verbren-
nungsinstabilitäten

kammer eine anfachende oder dämpfende Wirkung auf die thermoakusti-
schen Instabilitäten hat, hängt von der Phasendifferenz zwischen p′ und Q̇′ ab.
Dieser Zusammenhang wird durch das Rayleigh-Kriterium [Ray78] beschrie-
ben. Ist die Phasendifferenz zwischen den beiden Größen p′ und Q̇′ gleich π/2,
wird Wärme zum Zeitpunkt größter Kompression freigesetzt beziehungsweise
zum Zeitpunkt größter Expansion abgeführt. Dadurch erhöht sich die akus-
tische Energie des Systems. Mathematisch wird dies für p′ und Q̇′ über eine
Periodendauer T mit folgender Ungleichung beschrieben [PD54]:

T∫
0

p ′(t ) ·Q̇ ′(t ) dt > 0. (2.83)

Das Rayleigh-Integral wird positiv, sobald die Phasendifferenz zwischen p′ und
Q̇′ kleiner als π/2 ist. In diesem Fall können thermoakustische Instabilitäten
durch Erhöhung der akustischen Energie angefacht werden. Ist die Phasen-
differenz größer als π/2, wird das Integral negativ. Dann bildet sich keine ther-
moakustische Instabilität aus. Ein positives Rayleigh-Integral stellt für die Aus-
bildung von Instabilitäten aber nur eine notwendige Bedingung dar. Voraus-
setzung für eine hinreichende Bedingung ist, dass die im System zusätzlich
auftretende Dämpfung und die Verluste über die Systemgrenze kleiner sind
als die Erhöhung der akustischen Energie.

Folglich müssen für Untersuchungen thermoakustischer Instabilitäten mit der
Netzwerkmethode nicht nur die Phasenlage von Q̇′ und p′, sondern auch die
akustische Energiebilanz des modellierten Verbrennungssystems richtig ab-
gebildet werden. Nur dann können mit Stabilitätsanalysen des Netzwerkmo-
dells thermoakustische Instabilitäten beschrieben beziehungsweise vorherge-
sagt werden.
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2.5 Flammentransferfunktionen

Flammentransferfunktionen stellen das Amplituden- und Phasenverhalten
der Flamme als Element des Rückkopplungsmechanismus thermoakustischer
Instabilitäten dar.

2.5.1 Flammentransferfunktionen perfekt vorgemischter Flammen

Das Flammenverhalten perfekt vorgemischter Flammen, bei der eine perfekte
Mischung von Luft und Brennstoff durch eine lange Mischstrecke gewährleis-
tet ist, wird durch eine Funktion f charakterisiert, die die Wärmefreisetzungs-
schwankungen Q̇′ der Flamme mit den akustischen Geschwindigkeitsschwan-
kungen u′ stromauf der Flamme, üblicherweise am Brenneraustritt, verknüpft.

Q̇ ′ (t )
¯̇Q

= f

(
u′ (t −τ)

ū

)
(2.84)

Die Geschwindigkeitsschwankungen am Brenneraustritt ergeben sich aus den
dort vorliegenden Massenstromschwankungen ṁB = ¯̇mB +ṁ′

B. Bei perfekter
Vormischung von Brennstoff und Luft gilt für ṁ′

B = Aρu′
B, hierbei ist A die

Querschnittsfläche und ρ die Dichte des Brennstoff-Luft-Gemisches. Ist nun
am Brenneraustritt zum Zeitpunkt t−τ eine Geschwindigkeitsschwankung u′

B

vorhanden, reagiert die Flamme mit Schwankungen der Wärmefreisetzung Q̇′

um den Zeitverzug τ später auf u′
B. Der Zeitverzug resultiert aus dem konvek-

tiven Transport der Geschwindigkeitsschwankungen vom Brenneraustritt mit
Strömungsgeschwindigkeit zur Flamme. Hier ist zu beachten, dass der Zeit-
verzug lediglich eine vereinfachte Betrachtung des Phasenverhaltens darstellt,
nämlich den Spezialfall des reinen Totzeitverhaltens. Zusätzliche Effekte, wie
zum Beispiel drallinduzierte Geschwindigkeitsschwankungen und Wellendi-
spersion, können das Phasenverhalten lokal stark beeinflussen.

Gleichung 2.84 kann mittels einer Fouriertransformation in den Frequenzbe-
reich übertragen werden. Die Verknüpfung der beiden Schwankungsgrößen Q̇′

und u′
B erfolgt über die Flammentransferfunktion FTFPV.

Q̇ ′ (ω)
¯̇Q

= F T FPV (ω) · u′
B (ω)

ūB
(2.85)
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Unter der Annahme, dass es sich bei den Schwankungen um harmonische
Schwingungen handelt, können Q̇′ (ω) and u′

B (ω) wie folgt dargestellt werden:

Q̇ ′ (ω) = ̂̇Q (ω)e iωt+ϕQ̇′ (ω) (2.86)

u′
B (ω) = ûB (ω)e

iωt+ϕu′B
(ω)

. (2.87)

Dies ermöglicht die Zerlegung der FTFPV in eine frequenzabhängige Amplitu-
de F̂TFPV und Phase ϕFTFPV mit

�F T F PV (ω) =
̂̇Q (ω)

ûB (ω)
· ūB

¯̇Q
(2.88)

ϕF T FPV (ω) = ϕQ̇ ′ (ω)−ϕu′
B

(ω) . (2.89)

Unter Berücksichtung der um τ zeitverzögerten Reaktion von Q̇′ auf u′
B ergibt

sich für die Phase

ϕF T FPV (ω) = −ωτ. (2.90)

Damit ist eine Abschätzung des Grenzwertverhaltens der FTFPV für sehr kleine
Frequenzen [PL07] möglich. Für ω→ 0 reagiert die Flamme quasi-stationär.
Jede Geschwindigkeitsschwankung am Brenneraustritt führt zu einer gleich-
wertigen Schwankung der Wärmefreisetzung.

lim
ω→0

�F T F PV (ω) = 1 (2.91)

Da der Zeitverzug τ für ω→ 0 und damit T →∞ vernachlässigbar klein wird,
geht die Phase der FTFPV gegen Null.

lim
ω→0

ϕF T FPV (ω) = 0 (2.92)

2.5.2 Flammentransferfunktionen technisch vorgemischter Flammen

In technisch vorgemischten Flammen, bei denen der Brennstoff erst im Bren-
ner mit der Luft vermischt wird, liefern Geschwindigkeitsschwankungen u′

und Schwankungen der Gemischzusammensetzung φ′ die Hauptbeiträge zu
den Wärmefreisetzungsschwankungen [LZ98b]. Dabei reagiert die Flamme
mit Schwankungen der Wärmefreisetzung um einen Zeitverzug τ später auf
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Geschwindigkeitsschwankungen am Brenneraustritt u′
B und um τ+τBZ−B spä-

ter auf Schwankungen der Gemischzusammensetzung an der Brennstoffzu-
fuhr φ′

BZ. Der Annahme von Schuermans et al. [SBG+04] und Freitag [Fre09]
folgend, dass die FTF bei technischer Vormischung als Summe der Flammen-
dynamik perfekt vorgemischter Flammen und dem Einfluss der Gemischzu-
sammensetzungsschwankungen darstellbar ist, ergeben sich für die Wärme-
freisetzungsschwankung die folgenden Abhängigkeiten von u′

B und φ′
BZ:

Q̇ ′ (t )
¯̇Q

= f

(
u′

B (t −τ)

ūB

)
+ f

(
φ′

B Z (t −τ−τB Z−B )

φ̄B Z

)
. (2.93)

Die Verknüpfung von Q̇′ mit u′
B und φ′

BZ im Frequenzbereich erfolgt über die
Flammentransferfunktionen FTFPV und FTFφBZ.

Q̇ ′ (ω)
¯̇Q

= F T FPV · u′
B (ω)

ūB
+F T FφB Z ·

φ′
B Z (ω)

φ̄B Z
. (2.94)

Mit der Definition für die Gemischzusammensetzung und der weiteren
Annahme einer „steifen“ Brennstoffzufuhr kann ein Zusammenhang zwi-
schen der Schwankung der Gemischzusammensetzung und der Luftmassen-
stromschwankungen an der Brennstoffzufuhr abgeleitet werden. Eine „steife“
Brennstoffzufuhr ist bei einem ausreichend großen Druckverlust der Brenn-
stoffeindüsung und damit einer vernachlässigbaren Beeinflussung der Brenn-
stoffzufuhr durch akustische Schwankungen gegeben. Für die Gemischzu-
sammensetzung gilt

φB Z = ṁBr lmi n

ṁLB Z
. (2.95)

Hierbei ist ṁBr der Brennstoffmassenstrom, ṁLBZ der Luftmassenstrom an
der Brennstoffzufuhr und lmin der Mindestluftbedarf. Nach Linearisierung
und anschließender Division von φ̄BZ = ṁBrlmin

¯̇mLBZ
kann mit einem Ausdruck für

die Übertragung der Geschwindigkeitsschwankungen an der Brennstoffzufuhr
u′

LBZ = FTFBZ−B ·u′
B zum Brenneraustritt der gesuchte Zusammenhang abge-

leitet werden:

φ′
B Z

φ̄B Z
= − u′

LB Z

ū′
LB Z

=−F T FB Z−B · u′
B

ū′
B

. (2.96)
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Bei akustisch kompakten Brennersystemen mit LBZ−B ¿λ ergibt sich für die
Übertragungsfunktion von der Brennstoffzufuhr zum Brenneraustritt FTFBZ−B

ein Wert von etwa 1. Hierbei ist LBZ−B der Abstand zwischen der Brennstoffzu-
fuhr und dem Brenneraustritt. Die Wärmefreisetzungsschwankungen in Glei-
chung 2.94 können mit

FTFφ = −FTFφB Z ·FTFB Z−B =−FTFφB Z ·1 =−FTFφB Z (2.97)

nun formuliert werden als:

Q̇ ′ (ω)
¯̇Q

= F T FPV · u′
B (ω)

ūB
+F T Fφ ·

u′
B (ω)

ūB
(2.98)

Q̇ ′ (ω)
¯̇Q

= (
F T FPV +F T Fφ

) · u′
B (ω)

ūB
= F T FT V · u′

B (ω)

ūB
. (2.99)

Mit Gleichung 2.99 lässt sich nun ebenfalls das Verhalten der Flammentrans-
ferfunktion für technisch vorgemischte Flammen FTFTV und für die Schwan-
kungen der Gemischzusammensetzung FTFφ bei sehr kleinen Frequenzen ab-
schätzen. Für ω→ 0 ist die akustische Wellenlänge λÀ LBZ−B. Daraus folgt
für FTFφBZ → 1. Dies resultiert nach Gleichung 2.97 in FTFφ =−1 und führt
mit Gleichung 2.91 zu einer verschwindenden Amplitude der Wärmfreiset-
zungschwankung.

lim
ω→0

�F T F T V (ω) = 0. (2.100)

Ist der Brennstoffmassenstrom konstant, ergeben sich Schwankungen der Ge-
mischzusammensetzung φ′ aus den Schwankungen des Luftmassenstroms
ṁL [SPP99]. Dabei führen negative φ′ (mageres Gemisch) auf Grund positiver
ṁ′

B zu negativen Wärmefreisetzungsschwankungen Q̇′
φ. Dementsprechend

verhalten sich Schwankungen der Wärmefreisetzung, verursacht durch φ′ ge-
genphasig zu ṁ′

B beziehungsweise u′
B. Damit folgt bei sehr kleinen Frequen-

zen für die Phase von FTFφ:

lim
ω→0

ϕF T Fφ (ω) = π. (2.101)

Die Phase der FTFTV ist im niedrigen Freqenzbereich auf Grund des Grenz-
wertverhaltens der Amplitude unbestimmt.
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2.6 Wärmebilanz der Brennkammer

In diesem Abschnitt wird ein vereinfachtes Modell für die Wärmebilanz der
Brennkammer des Versuchsstandes entwickelt, mit dem insbesondere die
Temperaturen abgeschätzt werden können, die für die Auswertung der akus-
tischen Messungen sowie für die Bestimmung der Flammentransferfunktion
aus der Flammentransfermatrix mit Hilfe der Rankine-Hugoniot Beziehungen
erforderlich sind.

Im Folgenden wird zunächst die Enthalpiebilanz der adiabaten Flamme zur
Bestimmung einer das Gemisch und die Vorwärmung repräsentierenden
Flammentemperatur Tad aufgestellt. Ausgehend vom Abgasenthalpiestrom
der adiabaten Flamme wird dann eine eindimensionale Enthalpiebilanz mit
Wärmeübergang an die auf konstanter Temperatur angenommene Kühlluft
angesetzt, aus der sich eine mittlere Brennkammertemperatur T̄BilanzBK und
schließlich auch eine mittlere Wandtemperatur T̄W ergibt. Zur Berechnung des
dazu erforderlichen Wärmeübergangskoeffizienten wird eine annulare Rohr-
strömung mit adiabater Innenwand für den Wärmeübergang angesetzt, deren
Spaltweite δS durch Betrachtung der für Drallstrahlen typischen Stromfelder
festgelegt wird.

Analog zur turbulenten Rohrströmung wird dann ein Profilfaktor für den Zu-
sammenhang zwischen der Brennkammertemperatur T̄BilanzBK und der flä-
chengemittelten Temperatur eingeführt, aus dem sich schließlich die für die
Schallausbreitung wichtige mittlere Brennkammertemperatur T̄BK ergibt.

Ein vereinfachtes Modell der Flamme auf der Basis des in [AFH+10] vorge-
schlagenen Kegelflammenmodells erlaubt anschließend die Einbeziehung der
diabaten Rezirkulation und damit die Bestimmung der diabaten Flammen-
temperatur, also der Temperatur des heißen Abgases Th unter Berücksichti-
gung von Wärmeverlusten, die für die Auswertung der Rankine-Hugoniot Be-
ziehung erforderlich ist.

2.6.1 Adiabate Flammentemperatur

Die adiabate Flammentemperatur ergibt sich bei Vernachlässigung des fühl-
baren Enthalpiestromes des Brennstoffs zu:
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2.6 Wärmebilanz der Brennkammer

Tad = T0 +
ṁL · c̄pL |TL

T0
(TL −T0)+ṁBrHu

(ṁL +ṁBr ) · c̄p AG |Tad
T0

. (2.102)

Hierbei sind die mittleren spezifischen Wärmekapazitäten der Verbrennungs-
luft und des Abgases zu wählen.

c̄p |T1
T0

= 1

(T1 −T0)

∫ T1

T0

cp(T )dT. (2.103)

Unter der Annahme vollständiger Umsetzung des Brennstoffs ergibt sich die
mittlere spezifische Wärmekapazität des Abgases durch Summation über die
Komponenten i (CO2,H2O,O2,N2) zu

c̄p AG |Tad
T0

= ∑
i

(
Yi · c̄pi |Tad

T0

)
. (2.104)

2.6.2 Enthalpiebilanz der Brennkammer

Die integrale Enthalpiebilanz der Brennkammer mit einem integralen Wand-
wärmestrom Q̇W ist gegeben mit:

(ṁL+ṁBr ) · c̄p AG |Tad
T0

(Tad −T0) = Q̇W +(ṁL+ṁBr ) · c̄p AG |Taus
T0

(Taus −T0). (2.105)

Aus der Theorie der Wärmetauscher [VDI13] ist bekannt, dass für kleine Werte
des Verhältnisses vom spezifischen Wandwärmestrom zum konvektiven Wär-
mekapazitätsstrom k·A

ṁ·cp
< 1 das axiale Bilanztemperaturprofil in guter Nähe-

rung als linear angenommen werden kann, so dass mit

T̄Bi l anzBK = Tad +Taus

2
(2.106)

eine geeignete Bezugstemperatur für den Wandwärmestrom Q̇W gegeben ist.
Taus ist hierbei die mittlere Austrittstemperatur aus der Brennkammer. Die
Bestimmung des Wandwärmestroms erfolgt mit Gleichung 2.107. Der dazu
notwendige mittlere Wärmeübergangskoeffizient innerhalb der Brennkam-
mer h̄BK wird mit Gleichung 2.113 berechnet. Der Wärmeübergangskoeffizient
außerhalb der Brennkammer wurde mit h̄∞ = 180 W

m2K unter der Annahme ei-
nes mittleren Wärmeübergangskoeffizienten, der sich aus Prall- und Filmküh-
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lung ergibt, abgeschätzt. In Verbindung mit den Gleichungen 2.105 und 2.106
sowie der Wandoberfläche AW = 0.438m2 ergibt sich der Wandwärmestrom zu:

Q̇W = AW
1

h̄BK
+ 1

h̄∞

· (T̄Bi l anzBK −T∞). (2.107)

Hierbei bezeichnet T∞ = 283K die als konstant angesetzte Kühllufttemperatur.
Die Wärmeleitung in der Brennkammerwand mit der Dicke s = 25mm wurde
auf Grund der hohen Wärmeleitung von λW/s ≈ 1000 W

m2K vernachlässigt. Die
mittlere Wandtemperatur berechnet sich schließlich aus dem Wandwärme-
strom mit folgender Gleichung:

T̄W = Q̇W

AW · h̄∞
+ T̄∞. (2.108)

Dieser einfache Ansatz enthält alle notwendigen physikalischen Eigenschaf-
ten. Durch die adiabate Flammentemperatur und den inneren Wärmeüber-
gangskoeffizienten ist die Sensitivität auf den Betriebszustand gewährleistet,
während durch den konstanten äußeren Wärmeübergangskoeffizienten zwar
die Invarianz der Kühlung berücksichtigt, jedoch nicht die Wandtemperatur
festgehalten wird. Die Annahme der konstanten Kühllufttemperatur erscheint
vor dem Hintergrund des erheblich größeren Kühlluftmassenstromes im Ver-
gleich zum Luftmassenstrom ṁL als gerechtfertigt.

2.6.3 Strömungsmodell und Wärmeübergangskoeffizient

Das für die Abschätzung des Wärmeübergangskoeffizienten h̄BK angesetzte
Modell basiert auf der Beobachtung, dass sich die Strömung des turbulen-
ten Drallstrahls bei ausreichend hohem Drall weitgehend an die Brennkam-
merwand anlegt. Abbildung 2.5 zeigt die Isolinien der Stromfunktion, die mit
zweidimensionaler, axisymmetrischer Simulation einer dem Prüfstand ange-
näherten Geometrie berechnet wurde. Es ist zu erkennen, dass sich durch das
Wirbelaufplatzen eine große innere Rezirkulationszone ausbildet, die die Vor-
wärtsströmung auch nach dem Aufprall des Drallstrahls an die Wand in den
Außenbereich der Brennkammer verdrängt. Da eine Simulation aller Betriebs-
zustände im Rahmen dieser Arbeit nicht durchführbar war, wurde ein ver-
einfachtes Strömungsmodell entwickelt. Es besteht aus einem Ringspalt mit
adiabater Innenwand. Die Spaltweite wird durch die Auswertung der simulier-
ten Drallströmung sowie der beobachteten Brennkammertemperaturen auf
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2.6 Wärmebilanz der Brennkammer

Abbildung 2.5: Isolinien der Stromfunktion einer 2d-axisymmetrisch simulierten, reaktiven
Drallströmung in einer dem Prüfstand äqivalenten Geometrie [Hir13]

δs = 8mm festgelegt. Die Spaltgeschwindigkeit ergibt sich dann durch die Mas-
senerhaltung aus dem Gesamtmassenstrom ṁBK = ṁL +ṁBr. Hierbei wurden
alle Stoffwerte, die kinematische Viskosität νBK, die Dichte ρBK und die Wär-
meleitfähigkeit λW mit der Abgaszusammensetzung und der mittleren Brenn-
kammertemperatur T̄BilanzBK (Gleichung 2.106) berechnet. Die Spaltfläche wird
vereinfacht als AS =π ·dBKδS angesetzt. Mit der Spaltreynoldszahl ReS, gebildet
mit dem hydraulischen Durchmesser dh = 2δs

ReS = ṁBK ·2δS

ρBK · AS ·νBK
, (2.109)

wird die Nusseltzahl- Korrelation der ausgebildeten Rohrströmung nach Kays
und Crawford [KC83])

Nuturb = 0.0176 ·Re0.8
S (2.110)

ausgewertet. Da die typischen Reynoldszahlen im Bereich von 2300-3000 lie-
gen, wird der Überlagerungsansatz nach [VDI13] mit der laminaren Nusselt-
zahl Nulam = 4.3 verwendet:

Nuef f =
√

Nu2
turb +Nu2

lam. (2.111)

Um den hydrodynamischen und thermischen Anlauf des Wandfilms zu be-
rücksichtigen, wird die Nusseltzahl nun noch mit der von Kays und Crawford
vorgeschlagenen Steigerung (Gleichungen 13-23, [KC83]) für die Brennkam-
merlänge LBK = 0.73m multipliziert:

Nu

Nu0
= 1+ 6

LBK /2δS
= 1.14. (2.112)

Damit berechnet sich der mittlere Wandwärmeübergangskoeffizient h̄BK in
Gleichung 2.107 schließlich zu:

h̄BK = Nuef f · λBK

2δs
· Nu

Nu0
. (2.113)
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2.6.4 Temperatur in der Brennkammer zur Bestimmung der Schallge-
schwindigkeit

Neunert [Neu09] untersucht in seiner Dissertation den Effekt von Temperatur-
gradienten auf die eindimensionale Beschreibung der Akustik mit Netzwerk-
modellen. Er stellt fest, dass bei axialen Temperaturänderungen die Verwen-
dung einer integralen mittleren Temperatur einer hinreichenden Genauigkeit
der Rekonstruktion des Wellenfeldes genügt. Bei radialen Temperaturgradien-
ten kann Neunert am Beispiel einer axisymmetrischen Rohrströmung zeigen,
dass ihr Einfluss auf die Schallausbreitung sehr genau durch die Verwendung
einer flächengemittelten Temperatur berücksichtigt werden kann:

T̄ (x) =
∫

A
T (x,r )dr. (2.114)

Die in Abschnitt 2.6.2 ermittelte mittlere Brennkammertemperatur T̄BilanzBK

genügt den Anforderungen an die integral gemittelte Temperatur bezüg-
lich des axialen Temperaturverlaufes, so dass zur Bestimmung der mittleren
Schallgeschwindigkeit nur die durch den Temperaturgradienten an die Wand
erforderliche Flächenmittelung durchzuführen ist. Aus der Theorie der ausge-
bildeten, turbulenten Rohrströmung (zum Beispiel [KC83,Sch58]) sind Lösun-
gen für das Temperaturprofil bekannt:

T (r )− T̄W

TBi l anzBK − T̄W
=

(
1− 2r

D

)1/6

. (2.115)

Die flächengemittelte Temperatur ist dann die gesuchte mittlere Brennkam-
mertemperatur für die Bestimmung der mittleren Schallgeschwindigkeit T̄BK:

T̄BK = fP · (T̄BilanzBK − T̄W )+ T̄W . (2.116)

fP = 0.79 ist der Profilfaktor, der sich aus der Flächenmittelung des radialen
Profils nach Gleichung 2.115 ergibt.

2.6.5 Diabates Flammenmodell

Während sich die reaktiven Scherschichten im Drallstrahl der Vormischflam-
me ausbilden, wird bereits Umgebungsfluid eingemischt. Da dieses schon
durch Wärmeübergang an die Brennkammerwand abgekühlt wurde, kann
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bei der Verbrennung die adiabate Flammentemperatur nicht mehr erreicht
werden. Um Rankine-Hugoniot Beziehungen bezüglich der Flammentransfer-
funktion auswerten zu können, wird ein Modell benötigt, das diese Rückver-
mischung abbildet und die Berechnung der diabaten Flammentemperatur er-
laubt.

Das Mischungsverhalten von isothermen Drallstrahlen wurde von Mei-
er [Mei68] eingehend untersucht. Seine Daten wurden von Fanaca et
al. [FAH+10] korreliert und für die Analyse der Drallstrahleinmischung in
Brennkammerströmungen angewendet. Insbesondere lässt sich für die Einmi-
schung im Nahfeld des Drallstrahles folgender Zusammenhang in Abhängig-
keit der Mischlänge xm angeben.

∆ṁ

ṁBK
(xm) =

(
0.32+4.4 · Sef f

xKern/dh

)
xm

dh,ef f
. (2.117)

Hierbei ist ∆ṁ der eingemischte Massenstrom, Seff die effektive Drallzahl des
Brenners, dh der hydraulische Durchmesser des Drallstrahls und xKern die
Kernlänge, die sich nach Fanaca et al. [FAH+10] wie folgt berechnet:

xK er n

dh
= 10 ·exp(−0.3 ·Sef f ). (2.118)

Der effektive hydraulische Durchmesser ist gemäß der turbulenten Strahltheo-
rie gegeben durch:

dh,ef f = dh ·
√

TL

T̄Bi l anzBK
. (2.119)

Die Struktur der Gleichung 2.117 folgt aus Meiers Beobachtung, dass die Ein-
mischung in den Drallfreistrahl im Nahfeld durch die zusätzliche Turbulenz
der Drallkomponente beeinflusst wird, während der Strahl dann im Fernfeld in
das klassische Verhalten des runden, drallfreien Freistrahls übergeht. Mit Glei-
chung 2.117 kann nun eine Mischtemperatur Th des heißen Abgases aus der
mittleren Brennkammertemperatur T̄BilanzBK und der adiabaten Flammentem-
peratur Tad angegeben werden, indem die wirksame Mischlänge xm festgelegt
wird.

Th = fP ·
(
∆ṁ(xm) · T̄Bi l anzBK +ṁBK ·Tad

∆ṁ(xm)+ṁBK
− T̄W

)
+ T̄W (2.120)
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Dabei wurde die variable Wärmekapazität vernachlässigt. Als Maß für die
Mischlänge bietet sich die Flammenlänge LF an, da sich die Wirkung der Rück-
vermischung auf den Bereich beschränken muss, innerhalb dessen die Frei-
setzung der Reaktionsenthalpie stattfindet. Als Mischlänge wird die Differenz
zwischen der aktuellen und der kürzesten Flammenlänge xm = LF −LF,0 ge-
wählt, so dass für sehr kompakte Flammen die Korrektur verschwindet. LF,0

ist damit ein Fitparameter des Modells, der sich allerdings mit der kürzesten
berechneten Flammenlänge deckt, wie der Vergleich mit den experimentellen
Daten im Abschnitt 4.2 in Abbildung 4.6 zeigt.

Zur Korrelation der Flammenlänge wird das von Alemela et al. [AFH+10] vor-
geschlagene Modell verwendet. Alemela nähert die turbulente Flammenober-
fläche durch einen Kreiskegelmantel an, dessen Winkel und Oberfläche vom
Drallstrahlwinkel und der turbulenten Brenngeschwindigkeit bestimmt wer-
den. Die turbulente Brenngeschwindigkeit wird mit den Turbulenzparametern
des Drallstrahles bei zwei Dritteln der Flammenlänge bestimmt. Dies spie-
gelt die experimentelle Beobachtung wider, dass sich dort typischerweise das
Maximum der OH∗-Chemilumineszenzintensität befindet. Da die in [AFH+10]
verwendeten Korrelationen für Drallflammen mit xOHmax > xKern nicht anwend-
bar sind, werden verallgemeinerte Turbulenzkorrelationen für Drallstrahlen
nach Hirsch [Hir10] verwendet. Weiterhin wird eine diabate Korrektur der in
die Bestimmung der turbulenten Brenngeschwindigkeit eingehenden lamina-
ren Brenngeschwindigkeit verwendet. Der Übersichtlichkeit halber werden die
Modellgleichungen im Anhang A angegeben.
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Alle experimentellen Daten wurden an einem atmosphärischen Einzelbren-
nerversuchsstand ermittelt, der sowohl die Möglichkeit der perfekten als auch
der technischen Vormischung bietet. Die Bestandteile des Versuchsstandes
werden in diesem Kapitel näher beschrieben. Zusätzlich werden das verwen-
dete Drallbrennersystem, das aus einem Drallerzeuger und einem Mischrohr
besteht, sowie dessen geometrische Variationen erläutert.

3.1 Versuchsstand

Die Charakterisierung der thermoakustischen Eigenschaften des verwendeten
Drallbrennersystems erfolgt an dem in Abbildung 3.1 skizzierten atmosphä-
rischen Einzelbrennerversuchsstand. Dazu werden Messungen der Brenner-
transfermatrizen ohne und mit Flamme sowie Messungen zur Bestimmung
der Flammenform beziehungsweise der Flammenposition durchgeführt. Die
wesentlichen Komponenten des Versuchsstandes sind ein Lufterhitzer, eine
Sirene zur Anregung des Verbrennungssystems von der stromaufliegenden
Seite, ein Plenum, eine quadratische Brennkammer und ein weiteres Rohr-

Erdgas
technische Vormischung

Luft Abgas

Druckaufnehmer Druckaufnehmer

Sirene

Sirene

Lufterhitzer

Hochgeschwindigkeitskamera

Photomultiplier

Plenum Brennkammer
xei n xaus

Erdgas
perfekte Vormischung

Abbildung 3.1: Schema des atmosphärischen Einzelbrennerversuchsstands
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stück zur Montierung einer zweiten Sirene, mit der die Anregung stromabseitig
erfolgt.

Die Verbrennungsluft wird der 12bar Druckluftversorgung des Labors ent-
nommen. Um Druckschwankungen in der Versorgungsleitung auszugleichen,
wird nach der Filterung der Luft der Druck auf 10bar gesenkt. Nach dem Pas-
sieren eines Massenstromreglers gelangt die Luft in den Lufterhitzer, der eine
Leistung von 32kW hat, und wird vorgeheizt. Für die in dieser Arbeit gezeigten
Ergebnisse wurde eine Vorheiztemperatur von 300 ◦C gewählt.

Der Luftmassenstrom wird über ein Bypass-Ventil in zwei Teilströme aufge-
teilt. Ein Teil gelangt über zwei isolierte Metallschläuche ins Plenum. Der an-
dere Teil strömt über zwei weitere isolierte Metallschläuche in die Sirenenein-
heit. Dort wird die Luft über eine Rotor-Stator-Kombination von zwei Loch-
scheiben mit jeweils sechs gleichmäßig verteilten Löchern angeregt. Durch
die mit einem Frequenzumwandler kontrollierte Drehgeschwindigkeit der Si-
renenwelle kann die Anregungsfrequenz eingestellt werden. Eine detaillierte
Beschreibung der Sireneneinheit mit schematischer Darstellung ist in der Dis-
sertation von Eckstein [Eck04] zu finden.

Das Plenum besteht aus mehreren Rohrsegmenten unterschiedlicher Länge
mit einem Durchmesser von dP = 124mm. Für die thermoakustischen Un-
tersuchungen wurde die Gesamtlänge LP = 1365mm gewählt, die der Distanz
vom Plenumanfang bis zum Eintritt in die Brennkammer entspricht. Da-
mit liegt die erste Resonanzfrequenz bei einer Temperatur von 300 ◦C und
der entsprechenden Schallgeschwindigkeit von c ≈ 480m/s bei etwa 175Hz.
Die ersten Quermoden treten bei dieser Temperatur nach folgender Glei-
chung [Mun87]

fcut−o f f = 1.84

πdP
· c (3.1)

ab einer Frequenz fcut−off ≈ 2266Hz auf. Da der untersuchte Frequenzbereich
von 0 . . . 700Hz weit unter fcut−off liegt, bilden sich keine Quermoden aus.

Am Ende des Plenums ist der Drallbrenner (siehe Abschnitt 3.2) montiert. Je
nach Mischrohrlänge ist dazu eine Verengung des Plenumdurchmessers auf
80mm für eine maximale Länge von 15mm notwendig (siehe Zeichnungen der
Einbausituation in Anhang B).
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Erdgas mit einem Methananteil von 98Vol% kann diesem Brenner perfekt oder
technisch vorgemischt zugeführt werden. Bei der perfekten Vormischung wird
das Erdgas direkt hinter dem Lufterhitzer eingedüst. Dies gewährleistet durch
die lange Mischstrecke bis zum Brenner eine perfekte Mischung von Luft und
Brennstoff. Die Verbrennung mit technischer Vormischung erfolgt durch Ein-
düsung des Erdgases direkt in den Drallerzeuger.

An den Brenner ist anschließend eine zweigeteilte quadratische Brennkam-
mer mit einer Querschnittsfläche von 150x150mm2 montiert. Die Gesamtlän-
ge der Brennkammer beträgt 730mm. Der vordere Brennkammerteil ist mit ei-
nem Quarzglas (150x300mm2) ausgestattet. Dies ermöglicht über die gesamte
Brennkammerhöhe einen optischen Zugang zur Flamme. Die Brennkammer
sowie das Quarzglas sind prallluftgekühlt.

An die Brennkammer ist ein weiteres Rohrsegment mit einem Durchmesser
von dS = 160mm und einer Länge von ebenfalls LS = 160mm montiert, an das
eine zweite Sirene befestigt werden kann. Diese Sirene führt durch eine zu-
sätzliche Eindüsung von Luft zur Anregung des Verbrennungssystems von der
stromabliegenden Seite.

Den Abschluss bildet eine möglichst reflexionsarme Randbedingung, be-
stehend aus einer Metallscheibe mit sechs auf einem Durchmesser von
dLS = 88mm äquidistant verteilten Löchern. Die Löcher haben einen Durch-
messer von dL = 20mm. Messungen mit verschiedenen Lochdurchmessern
führten über den untersuchten Frequenzbereich von 0 . . . 700Hz zu dieser,
zumindest im niedrigen Frequenzbereich, bestmöglichsten Randbedingung.
Die Reflexionskoeffizienten sind beispielhaft für den Fall ohne (25g/s Luft bei
300 ◦C Vorheizung) und mit (50kW, λ= 1.4 und 300 ◦C Vorheizung) Verbren-
nung in Abbildung 3.2 zu sehen. Die Amplitude für den Fall ohne Flamme
beginnt im niedrigen Frequenzbereich bei einem Wert von 0.2 und hat einen
Phasenwert von etwa null. Mit steigender Frequenz springt die Amplitude auf
0.1 und nimmt stetig bis zu einem Wert von 0.7 zu. Auch im Phasenverhalten
ist ein Sprung auf über π/2 erkennbar. Danach hat die Phase einen stetig fal-
lenden Verlauf.

Für den Fall mit Flamme beginnt die Amplitude bei einem Wert um 0.4, sinkt
dann auf fast 0.2 ab, bevor sie wieder bis etwa 0.7 steigt. Das Phasenverhalten
im niedrigen Frequenzbereich entspricht mit einem Wert von null dem der
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Abbildung 3.2: Reflexionskoeffizienten ohne (25g/s Luft bei 300◦C Vorheizung) und mit
(50kW, λ= 1.4 bei 300◦C Vorheizung) Verbrennung

geschlossenen Wand. Mit zunehmender Frequenz steigt die Phase leicht an,
bleibt aber unter Werten von π/4 und sinkt dann wieder auf null ab.

Zu bemerken ist, dass sich nahe der Lochscheibe der Abgastrakt befindet. Die-
ser besteht, abgesehen von einer kleinen Öffnung, aus einem großen, einlass-
seitig geschlossenem Rohr, über das die Verbrennungsgase abgesaugt werden.
Auf Grund der Nähe des Abgasrohres zum Versuchsstand ist eine Reflexion des
akustischen Wellenfeldes und damit die Beeinflussung des Reflexionskoeffizi-
enten sehr wahrscheinlich.

Der Versuchsstand ist mit je sechs Messstellen im Plenum und im hinteren
Teil der Brennkammer ausgestattet, in die piezoelektronische Druckaufneh-
mer zur Messung des dynamischen Drucks montiert werden können. Zusätz-
lich befindet sich am Ende des Plenums und im vorderen Teil der Brennkam-
mer eine Drucksonde zur Messung des statischen Drucks. Die Messung der
Temperatur im Versuchsstand erfolgt über mehrere Thermoelemente vom Typ
K, die im Plenum plaziert sind, beziehungsweise im hinteren Teil der Brenn-
kammer montiert werden können.

3.2 Drallbrennersystem

Die Bauform des Drallbrenners und damit die Strömung im Brenner und in
der Brennkammer haben entscheidenden Einfluss auf die Stabilität der für
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die Verbrennung notwendigen Rezirkulationszone. Burmberger et al. [BHS06]
konnten aus ihren Untersuchungen zum Wirbelaufplatzen Kriterien für das
Geschwindigkeitsfeld ableiten, die zur Ausbildung einer stabilen Rezirkulati-
onszone führen. Hierbei zeigte sich, dass insbesondere die tangentiale Ge-
schwindigkeitsverteilung und die Axialgeschwindigkeit sowie die Größe des
Wirbelkernradius einen wesentlichen Einfluss auf die Stabilität haben. Auf-
bauend auf diesen Kriterien entwickelte Sangl [San11] ein Brennerkonzept,
das insbesondere den Anforderungen der Flammenrückschlagssicherheit und
niedrigen Abgasemissionen bei flexibler Brennstoffwahl [SMS11,MSS+11] ent-
sprach. Das für die Stabilität der Rezirkulationszone notwendige festkörper-
wirbelähnliche Tangentialgeschwindigkeitsprofil mit einem großen Wirbel-
kern und stetig zunehmender axialen Geschwindigkeit wurde realisiert durch:

• einen divergierend konischen Drallerzeuger mit vier tangentialen Schlit-
zen sowie einem axialen Einlass an der Spitze des Drallerzeugers für die
Zuführung von unverdrallter Luft bei technischer Vormischung bezie-
hungsweise eines unverdrallten Luft-Brennstoff-Gemischs bei perfekter
Vormischung und

• einem konvergierend konischen Mischrohr.

Ausgehend von diesem Grunddesign wurde ein skaliertes modulares Brenner-
system (Abbildung 3.3) entwickelt, das aus den beiden Komponenten Draller-
zeuger und Mischrohr besteht. Mit diesem Brennersystem sollen durch Varia-
tion bestimmter geometrischer Eigenschaften verschiedene Formen und Po-
sitionen der Flamme und damit auch Flammendynamiken realisiert werden.
Möglich ist dies durch Variation der Drallstärke, die sich durch teilweises Ver-
sperren der axialen Querschnittsfläche Faxial an der Spitze des Drallerzeugers
ergibt. Das Versperren führt zu einem erhöhten Massenstrom durch die tan-
gentialen Schlitze und somit zu größeren Tangentialgeschwindigkeiten, die ei-
ne größere Drallstärke bewirken. Gleichzeitig führt eine Versperrung der axia-
len Querschnittsfläche aber auch zu einer Abnahme der axialen Geschwindig-
keit, die eine Änderung der Position der Rezirkulationszone hervorruft. Durch
das Montieren von Lochplatten an der Spitze des Drallerzeugers kann die freie
axiale Querschnittsfläche auf Faxial = 50% oder 30% reduziert werden. Wird kei-
ne Lochplatte verwendet, ergibt sich eine komplett offene Querschnittsfläche
mit Faxial = 100%. Auf Grund der Versperrung der freien axialen Querschnitts-
fläche nimmt die Drallstärke mit abnehmendem Faxial zu.
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Drallerzeuger

Mischrohr

Lochplatte
30%, 50% und 100% freie axiale Querschnittsfläche

1.875dB 1.250dB 0.625dB1.5625dB 0.9375dB

Abbildung 3.3: Modulares Drallbrennersystem bestehend aus Drallerzeuger mit variabler frei-
er axialer Querschnitssfläche Faxial und Mischrohren unterschiedlicher Länge
LM

Das Mischrohr ist entsprechend Abbildung 3.3 mit Längen von LM = 0.625dB

bis 1.875dB variabel verwendbar. Da alle Mischrohre identische Eintritts- be-
ziehungsweise Austrittsdurchmesser haben, nimmt die Konizität der Rohre,
die durch tanα= ∆r

LM
definiert ist, mit steigender Länge ab. Dies wirkt sich auf

die axiale Geschwindigkeit aus und hat somit ebenfalls einen Einfluss auf die
axiale Position der Rezirkulationszone.

LM

∆r

α

Abbildung 3.4: Konizität der Mischrohre

Die Verwendung des Brenners bei technisch vorgemischter Verbrennung er-
folgt durch Zuführung des Erdgases direkt in den Drallerzeuger (siehe Abbil-
dung 3.5). Dabei wird der Brennstoff an der Schlitzhinterkante durch zehn
äquidistante Bohrungen mit dem hier fertigungsbedingten, kleinstmöglichen
Durchmesser von dSB = 1.1mm eingedüst. Der jeweilige Bohrungswinkel ent-
spricht dem halben Winkel zwischen der Tangente an der inneren Konusfläche
und der Schlitzhinterkantenfläche. Diese Art der Brennstoffeindüsung wurde
entsprechend den Untersuchungen von Sangl [San11] und Mayer [May12] auf
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3.2 Drallbrennersystem

Brennstoffzuführungsleitungen

Abbildung 3.5: Modifikation des Drallerzeugers durch Bohrungen an der Schlitzhinterkante
und zusätzliche Brennstoffzuführungsleitungen für die technisch vorgemisch-
te Verbrennung

den skalierten Brenner angewendet, um auf Grund ähnlicher Geschwindigkei-
ten in den Schlitzen und Bohrungen eine geringe Scherwirkung zwischen der
einströmenden Luft und dem Brennstoff zu gewährleisten. Dadurch wird eine
Stabilisierung der Flamme in diesem Bereich bei einem möglichen Flammen-
rückschlag verhindert. Sangl [San11] und Mayer [May12] konnten zeigen, dass
die Brennstoffeindüsung an der Schlitzhinterkante selbst bei geringen Brenn-
stoffimpulsen zu einer ausreichenden Feinmischung mit gleichzeitig geringer
Beeinflussung des Strömungsfeldes führt.

Durch Variation der beiden geometrischen Brennerparameter Mischrohrlänge
LM und freie axiale Querschnittsfläche Faxial kann sowohl die Flammenform als
auch die Position der Rezirkulationszone beeinflusst werden. Die Auswirkun-
gen dieser Geometrieparameter auf das statische und dynamische Brenner-
und Flammenverhalten sind Gegenstand der thermoakustischen Untersu-
chungen in Kapitel 5.
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4 Messtechnik

In diesem Kapitel werden die Messtechniken zur akustischen Charakte-
risierung der verschiedenen Brennergeometrien sowie zur Ermittlung der
Flammenform und Flammenposition beschrieben. Die akustische Charak-
terisierung mittels Transfermatrizen und Flammentransferfunktionen ba-
siert auf der Anwendung der Multimikrofonmethode. Messungen der OH∗-
Chemilumineszenzintensität mit einer bildverstärkten Hochgeschwindig-
keitskamera bei unterschiedlichen Betriebszuständen liefern Flammenbilder,
die zusätzlich Aussagen zur Flammendynamik ermöglichen.

4.1 Bestimmung von Transfermatrizen

Die akustische Charakterisierung der verschiedenen Brennergeometrien oh-
ne und mit Flamme erfolgt durch die experimentelle Bestimmung von Trans-
fermatrizen, die die akustischen Druckschwankungen p′/ρ c mit den akusti-
schen Geschwindigkeitsschwankungen u′ entsprechend Gleichung 4.1 linear
verknüpfen:  p ′

ρ̄ c

u′


ab

=

 T M11 T M12

T M21 T M22

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f

. (4.1)

Damit die vier unbekannten Matrixelemente TM11, TM12, TM21 und TM22 be-
stimmt werden können, sind zwei linear unabhängige Systemzustände er-
forderlich. Basierend auf der von Munjal und Doige vorgeschlagenen Two-
Source-Location Methode [MD90] werden diese durch zwei verschiedene An-
regungszustände des Systems erreicht, bei denen die akustische Quelle strom-
auf und stromab des zu untersuchenden Elementes positioniert ist. Die Be-
stimmung der akustischen Wellen im System erfolgt bei der Two-Source-
Location Methode mit jeweils nur zwei Messstellen zur Aufnahme des dy-
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namischen Drucks stromauf und stromab des zu untersuchenden Elemen-
tes. Dies kann zum Auftreten von Singularitäten führen, die entstehen, wenn
der Abstand zwischen zwei Messstellen gerade einer halben Wellenlänge ent-
spricht [FHS06]. Durch die Weiterentwicklung der Two-Source-Location Me-
thode zur Multimikrofonmethode [PSPM02], die die Verwendung von belie-
big vielen Messstellen erlaubt, konnte die Stabilität der Messmethode deutlich
verbessert werden. In Abbildung 4.1 ist das Schema der Multimikrofonmetho-
de zur Bestimmung der akustischen Transfermatrix eines Elementes mittels
Messung des dynamischen Drucks dargestellt.

xein xaus
xauf1xauf2 xauf3 xab1 xab3xab2

fauf

gauf gab

fabAnregung
stromauf

Anregung
stromab

u

TM

Abbildung 4.1: Experimentelle Bestimmung der Transfermatrix TM eines akustischen Ele-
mentes mit der Multimikrofonmethode

Die durch stromauf- und stromabseitige Anregung des Systems in Strömungs-
richtung fauf,ab ·e−ik+x und entgegen der Strömungsrichtung gauf,ab ·eik−x laufen-
den akustischen Wellen werden mit jeweils drei dynamischen Druckaufneh-
mern bestimmt. Dazu wird unter der Voraussetzung, dass sich die akustischen
Wellen eindimensional in einer verlustfreien Messstrecke ausbreiten, die fol-
gende Gleichung 4.2 für den dynamischen Druck p′ an der Messstelle x ange-
wendet:

p ′ (x) = ρ̄c
(

fau f , ab ·e−i k+x + gau f , ab ·e i k−x
)

. (4.2)

Mit den beiden Wellenzahlen k+ und k− für die stromauf und stromab lau-
fenden Wellen ist Gleichung 4.2 für durchströmte Systeme mit einer mittleren
Strömungsgeschwindigkeit von ū nutzbar.

k± = ω

c ± ū
(4.3)

Da das Gleichungssystem zur Berechnung der unbekannten komplexen Am-
plituden der Riemann-Invarianten fauf,ab und gauf,ab mit den jeweils drei ver-
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wendeten Druckaufnehmern überbestimmt ist, ist die Verwendung einer Re-
gressionsmethode notwendig. Nach Bestimmung der Riemann-Invarianten
an den Ein- und Austrittsebenen xein und xaus des zu untersuchenden Elemen-
tes können die Elemente der Transfermatrix in fg-Darstellung mit dem folgen-
den Gleichungssystem 4.4 eindeutig bestimmt werden.



f Aau f g Aau f 0 0

0 0 f Aau f g Aau f

f Aab g Aab 0 0

0 0 f Aab g Aab


ei n

·



T M11

T M12

T M21

T M22

=



f Aau f

g Aau f

f Aab

g Aab


aus

(4.4)

Die Indizes ein und aus definieren die Auswerteposition der akustischen Wel-
len (siehe Abbildung 3.1) und Aauf und Aab die Position der Anregungsquel-
le bezogen auf das zu untersuchende Element. Unter Verwendung der Glei-
chung 2.32 lässt sich die ermittelte Transfermatrix von der fg-Darstellung in
die pu-Darstellung umwandeln.

Die Bestimmung der Flammentransfermatrix (FTM) erfolgt entsprechend der
Gleichung 4.5 durch Matrixmultiplikation der Transfermatrix des Brenners mit
Flamme (BFTM) und der inversen Transfermatrix des Brenners ohne Flamme
(BTM).

F T M = BF T M ·BT M−1 (4.5)

Das Vorhandensein einer Flamme ändert die BTM für die untersuchten
Brennergeometrien nicht wesentlich (siehe Anhang C). Da zusätzlich eine sehr
gute Übereinstimmung erreicht wird zwischen der Flammentransferfunktion,
die durch Messung der OH∗-Chemilumineszenzintensität sowie der Berech-
nung der Geschwindigkeitsschwankungen bestimmt wird (FTFOH∗−u), und
der Flammentransferfunktion, die unter Anwendung der Rankine-Hugoniot
Beziehungen berechnet wird (FTFRH), ist die Verwendung dieser Gleichung ge-
rechtfertigt. In Abschnitt 4.2 in Abbildung 4.2 wird dieser Vergleich gezeigt.

Die Zuverlässigkeit der Multimikrofonmethode hinsichtlich der reproduzier-
baren Bestimmung von Transfermatrizen und die im folgenden Abschnitt ge-
zeigte Bestimmung der Flammentransferfunktionen wird beispielhaft für den

47



Messtechnik

Drallerzeuger mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB für einen
Betriebszustand bei perfekter und technischer Vormischung in Anhang D ge-
zeigt.

4.2 Bestimmung der Flammentransferfunktionen

Flammentransferfunktionen verknüpfen entsprechend Gleichung 2.62 Wär-
mefreisetzungsschwankungen Q̇′ der Flamme mit akustischen Geschwindig-
keitsschwankungen stromauf der Flamme u′. Die experimentelle Bestimmung
der Geschwindigkeitsschwankungen erfolgt häufig mit Hilfe einer im Bren-
ner positionierten Hitzdrahtsonde. Auf Grund der mangelnden Zuverlässig-
keit des Hitzdrahtes bei der in dieser Arbeit verwendeten Vorheiztemperatur
von 300 ◦C wurden die Geschwindigkeitsschwankungen u′ aus den gemesse-
nen dynamischen Drücken bestimmt. Unter der Annahme, dass sich die BTM
bei Vorhandensein der Flamme nicht ändert, können mit Gleichung 4.6 die
Riemann-Invarianten faus und gaus am Brenneraustritt bei Vorhandensein der
Flamme berechnet werden. Dazu wird die BTM mit den über die Multimikro-
fonmethode (siehe Abschnitt 4.1) bestimmten Riemann-Invarianten fein und
gein am Brennereintritt bei Vorhandensein der Flamme multipliziert.

 f

g


aus

=

 BT M11 BT M12

BT M21 BT M22

 ·

 f

g


ei n

(4.6)

Mittels u′ = faus −gaus kann schließlich die akustische Geschwindigkeits-
schwankung stromauf der Flamme beziehungsweise am Brenneraustritt be-
rechnet werden.

Die Messung der Wärmefreisetzungsschwankungen erfolgt indirekt über die
Messung der OH∗-Chemilumineszenzintensität mit einem Photomultiplier.
Dieser wurde zur Erfassung der gesamten Reaktionszone 100mm stromab
vom Brenneraustritt und mit einem Abstand von 350mm senkrecht zur
Quarzglasscheibe positioniert und hat damit direkten optischen Zugang zur
Flamme. Der Photomultiplier ist mit einem schmalbandigen Interferenzfilter
um 307nm zur Detektion der Lichtemission im OH∗-Bandbereich versehen.
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Eine weitere Methode Flammentransferfunktionen zu bestimmen, ist die Be-
rechnung der FTF aus dem FTM22-Element unter Anwendung der Rankine-
Hugoniot Beziehungen (siehe Abschnitt 2.2.5):

F T M22 = 1+
(

Th

Tk
−1

)
F T F (4.7)

mit den Temperaturen Tk des kalten unverbrannten Gemischs und Th des hei-
ßen Abgases.

In Abbildung 4.2 ist veranschaulicht, dass für perfekt vorgemisch-
te Flammen die Bestimmung der FTF durch Messung der OH∗-
Chemilumineszenzintensität und Berechnung der Geschwindigkeitsschwan-
kungen (bezeichnet mit FTFOH∗−u) zu im Rahmen der Messgenauigkeit
identischen Ergebnissen wie mit der Berechnung der FTF unter Anwendung
der Rankine-Hugoniot Beziehungen (bezeichnet mit FTFRH) führt.

0 200 400 600
0

0.5

1

1.5

2

Frequenz[Hz]

|FT
F
|

FTFOH∗−u FTFRH

0 200 400 600
−π

0

π

Frequenz[Hz]

∠
F

T
F

Abbildung 4.2: Vergleich der FTF, bestimmt durch Messung der OH∗-Chemilumineszenz
und Berechnung von u′

B (FTFOH∗−u) sowie durch Anwendung der Rankine-
Hugoniot Beziehungen (FTFRH) des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei 50kW, λ= 1.4 und bei 300◦C Vorheizung

Da bei technischer Vormischung neben den Geschwindigkeitsschwankun-
gen auch Schwankungen der Gemischzusammensetzung auftreten, ist die
Bestimmung der FTF mit nur einem optischen Signal nicht ausreichend,
um die FTF korrekt wiederzugeben [SGP+10]. Aus diesem Grund wurden
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die FTF der technisch vorgemischten Flammen durch Messung der akusti-
schen FTM und Anwendung der Rankine-Hugoniot Beziehungen bestimmt.
Die dafür notwendige Temperatur Tk wurde mit 300 ◦C der Temperatur am
Brenneraustritt festgelegt. Die Temperatur des heißen Abgases Th wurde
so bestimmt, dass die beiden Flammentransferfunktionen FTFOH∗−u und
FTFRH für perfekt vorgemischte Flammen bei dem gleichen Betriebszustand
aufeinander abbildbar sind. Da für die Bestimmung der FTFOH∗−u über die
OH∗-Chemilumineszenzintensität und der Geschwindigkeitsschwankungen
am Brenneraustritt nach Gleichung 4.6 die Kenntnis der mittleren Temperatur
in der Brennkammer nicht notwendig ist, kann diese Flammentransferfunk-
tion als korrekt angenommen werden. Dagegen muss für die Berechnung
der FTFRH eine mittlere Temperatur in der Brennkammer angenommen
werden. Messungen der Temperatur bei verschiedenen Betriebszuständen
haben gezeigt, dass der Wärmeverlust der Brennkammer sehr hoch ist. Dies
führte zu einer Abschätzung von 1000 ◦C für die mittlere Temperatur, die
verwendet wurde, um die BFTM zu ermitteln und schließlich die für die FTFRH

notwendige FTM.

Wie sich im Folgenden mit Hilfe des in Abschnitt 2.6 formulierten Wärmebi-
lanzmodells der Brennkammer zeigt, ist der dabei auftretende Fehler gering,
da einerseits die FTFRH mittels Th an die FTFOH∗−u angepasst wird und ande-
rerseits ein Fehler der mittleren Brennkammertemperatur T̄BK = 1000 ◦C von

0 200 400 600
0

1

2

3

4

Frequenz[Hz]

|FT
M

22
|

T̄BK = 800◦C T̄BK = 1000◦C T̄BK = 1200◦C

0 200 400 600
−π

0

π

Frequenz[Hz]

∠
F

T
M

22

Abbildung 4.3: Abweichungen in der Amplitude und der Phase der FTM22 bei variierender
mittlerer Brennkammertemperatur des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und
der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei 50kW, λ= 1.4 und bei 300◦C Vorheizung

50



4.2 Bestimmung der Flammentransferfunktionen

20% lediglich zu einem Fehler von 11.8% in der Schallgeschwindigkeit führt.
Die sich daraus ergebene geringe Abweichung auf die FTM, insbesondere in
der Phase, ist in Abbildung 4.3 zu sehen.

Modellierte und akustisch bestimmte Temperaturen

Das in Abschnitt 2.6 formulierte Modell für die Wärmebilanz der Brennkam-
mer erlaubt die Berechnung der mittleren Temperatur T̄BK für die Schallge-
schwindigkeitsbestimmung in der Brennkammer sowie die Schätzung der
diabaten Flammentemperatur Th zur Bestimmung der FTFRH.
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Abbildung 4.4: Modellierte mittlere Brennkammertemperatur T̄BK und diabate Flammentem-
peratur Th bei perfekter Vormischung des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und
der Mischrohrlänge LM = 1.875dB für verschiedene Leistungen und Luftzahlen

Für eine Luftzahlvariation von λ= 1.3 bis 1.6 bei 50 kW sowie einer Leistungs-
variation von 40 kW bis 55 kW bei λ= 1.4 und der Vorheiztempertur von 300 ◦C
sind in Abbildung 4.4 die berechneten Temperaturen T̄BK und Th dargestellt.

Es ist ein starker Einfluss der Luftzahl auf die Temperaturen erkennbar. Die Ab-
nahme der Temperaturen mit zunehmender Luftzahl bei konstanter Leistung
wird hierbei durch die Zunahme des Wärmeübergangskoeffizienten auf Grund
des erhöhten Gesamtmassenstroms etwas kompensiert, so dass der relative
Wandwärmestrom, bezogen auf die Leistung, sich nur um etwa 3% reduziert.
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Für die Leistungsvariation bei konstanter Luftzahl ist die diabate Flammen-
temperatur fast konstant. Dies begründet sich durch die mit zunehmender
Leistung proportional zu ṁBK freigesetzten Reaktionsenthalpie in der Brenn-
kammer, während der Wärmeübergangskoeffizient nur unterproportional mit
ṁ0.8

BK zunimmt. Der relative Wandwärmestrom verringert sich dabei um etwa
7%.
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Abbildung 4.5: Modellierte diabate Temperaturkorrektur ∆T̄diabat und Flammenlänge LF bei
perfekter Vormischung des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Misch-
rohrlänge LM = 1.875dB für verschiedene Leistungen und Luftzahlen

Abbildung 4.5 zeigt die berechnete diabate Temperaturkorrektur ∆T̄diabat

∆T̄di abat = fLF ·
(
Tad − ∆ṁ(xm) · T̄Bi l anzBK +ṁBK ·Tad

∆ṁ(xm)+ṁBK

)
, (4.8)
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die sich aus der Differenz der adiabaten Flammentemperatur und der model-
lierten Temperatur des heißen Abgases Th aus dem Mischungsmodell nach
Gleichung 2.120 für die betrachteten Betriebszustände ergibt. Korrigiert ist
diese Differenz mit einem Faktor fLF, der insbesondere zu dem überpropor-
tionalen Anstieg der Flammenlänge bei steigender Luftzahl führt. Ebenfalls
zu sehen ist die Flammenlänge LF nach dem modifizerten Modell von Ale-
mela (siehe Anhang A). Die diabate Flammenkorrektur wird bei der für die
Flammenlängenberechnung notwendigen laminaren Flammengeschwindig-
keit berücksichtigt und führt, wie deutlich zu erkennen ist, zu der überpropor-
tionalen Zunahme der Flammenlänge mit steigender Luftzahl. Die mit stei-
gender Leistung und Luftzahl zunehmende Flammenlänge bewirkt nach Glei-
chung 2.117 eine Zunahme der Drallstrahleinmischung. Diese Zunahme führt
entsprechend Gleichung 4.8 wieder zu größeren Werten der diabaten Tempe-
raturkorrektur. Der vergleichsweise geringeren Änderung der Flammenlänge
im Fall der Leistungsvariation folgt auch eine geringere diabate Korrektur.

Wie schon erwähnt, kann durch die Abbildung der FTFRH auf die FTFOH∗−u für
die perfekt vorgemischte Flamme ebenfalls die Temperatur des heißen Abga-
ses Th bestimmt werden. Vor einem direkten Vergleich ist jedoch zu berück-
sichtigen, dass bei der Auswertung der Druckmessungen an der Brennkam-
mer für jeden Betriebszustand eine mittlere Brennkammertemperatur von
T̄BK = 1000 ◦C zugrunde gelegt wurde. Diese auf einfache Thermoelementmes-
sungen basierende Annahme lieferte zufriedenstellende Ergebnisse des mit
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Abbildung 4.6: Vergleich der Temperaturdifferenzen Th − T̄BK, bestimmt aus dem Experiment
(Experiment) und dem Wärmebilanzmodell (Modell)
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den gemessenen Druckdaten berechneten Wellenfeldes, während die Sensi-
tivität der bestimmten Flammentransfermatrizen sehr gering ist (siehe Abbil-
dung 4.3). Dennoch verhindert sie den direkten Vergleich mit der modellierten
diabaten Flammentemperatur.

Gemäß dem Wärmebilanzmodell ist aber zu erwarten, dass die Differenz der
diabaten Flammentemperatur und der mittleren Brennkammertemperatur
Th − T̄BK vergleichbar ist, da der diabate Einfluss von dieser Differenz getrieben
wird. In Abbildung 4.6 ist der Vergleich der Temperaturdifferenzen, bestimmt
aus dem Experiment und dem Wärmebilanzmodell, dargestellt. Es ist erkenn-
bar, dass das Modell die experimentell ermittelten Differenzen, die sich aus
den mit den Rankine-Hugoniot Beziehungen ausgewerteten Flammentrans-
fermatrizen ergeben, sehr gut wiedergibt. Somit bestätigt die mit dem Wärme-
bilanzmodell ermittelte Temperaturdifferenz die Zulässigkeit der vereinfacht
angenommenen mittleren Brennkammertemperatur von T̄BK = 1000 ◦C.

4.3 Bestimmung von statischen Flammenbildern

Mit dem Ziel, Aussagen über die Flammenposition und Flammenform der
verschiedenen Brennergeometrien treffen zu können, wurde mit einer bild-
verstärkten Hochgeschwindigkeitskamera vom Typ Photron Ultima Fastcam
APXI2 die OH∗-Chemilumineszenzintensität aufgenommen. Die Kamera wur-
de dazu mit einem schmalbandigen Filter für den Wellenbereich 307±5nm
versehen. Die optischen Messungen erfolgten mit einer Aufnahmerate von
1000 Bildern pro Sekunde. Es wurden jeweils 2048 Bildern mit einer Auflösung
von 1024x1024 Pixeln aufgenommen.

Zur Analyse der Flammenposition wurden Aufnahmen der Flamme bei sta-
tionärem Betrieb für verschiedene Betriebszustände gemacht. Ziel hierbei war
die Bestimmung des Abstandes der Rezirkulationszone vom Brenneraustritt
xRZ, der als Flammenbeginn betrachtet wird, und die Bestimmung der Position
maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität xOHmax. Nachdem zunächst aus
den 2048 Bildern ein tiefenintegriertes Mittelwertbild erstellt wurde, konnte
auf Grund der Rotationssymmetrie der Flamme die Abel-Transformation an-
gewendet werden. Diese ermöglicht mit Hilfe der BASEX-Methode [DOAR02],
basierend auf dem Mittelwertbild, die Berechnung der Intensitätsverteilung
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4.3 Bestimmung von statischen Flammenbildern

in der rotierenden Ebene. Zusätzlich wurde die Intensität I jedes Pixels des
Abel-transformierten Bildes mit dem Radius r gewichtet, entsprechend Glei-
chung 4.9, um der Dreidimensionalität der Flammenantwort gerecht zu wer-
den.

Ig ewi chtet = I · r (4.9)

In Abbildung 4.7 wird der Unterschied zwischen den Bearbeitungsschritten für
einen Betriebszustand des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und einer Misch-
rohrlänge von LM = 0.625dB beispielhaft gezeigt.
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0.5

0

OH∗/OH∗
max

Mittelung Abel-Transformation Radius-Wichtung

Abbildung 4.7: Bildbearbeitung

Zur Vereinfachung des Vergleichs der Flammenpositionen und Flammenfor-
men der einzelnen Brennergeometrien und Betriebszustände wurden die be-
arbeiteten Bilder auf einen Farbbereich von 0 (keine Intensität) bis 1 (ma-
ximale Intensität) durch Normierung mit der individuellen maximalen OH∗-
Chemilumineszenzintensität skaliert.
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Abbildung 4.8: Flammenposition
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Die Distanz zwischen dem Brenneraustritt und einer festen OH∗-
Chemilumineszenzintensität des gewichteten und normierten Bildes von
IRZ = 0.18 wurde als Abstand der Rezirkulationszone vom Brenneraustritt
festgelegt. Dieser IRZ-Wert ergab bei der Auswertung von Mittelwertbildern,
die mit einer unterschiedlichen Anzahl von Bildern bestimmt wurden, bei
allen untersuchten Betriebszuständen den Abstand xRZ mit der geringsten
Schwankungsbreite. Der Abstand zwischen dem Brenneraustritt und der
maximalen OH∗-Chemilumineszenzintensität wurde als xOHmax bestimmt.
Beide Maße sind in Abbildung 4.8 dargestellt.
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5 Einfluss der Brennergeometrie auf die
statischen und dynamischen Eigenschaften
des Brenners und der Flamme

Dieses Kapitel untersucht den Einfluss der Geometrieparameter des Drall-
brenners bei einem bestimmten Betriebszustand. Zunächst wird der Druck-
verlust bei Durchströmung mit 25g/s auf 300 ◦C vorgeheizter Luft betrachtet.
Der folgende Abschnitt befasst sich mit der Flammenform und Flammenpo-
sition bei einem Betriebszustand von 50kW, einer Luftzahl von λ= 1.4 und
300 ◦C Vorheizung der verschiedenen Brennervariationen. Anschließend wer-
den die Brennertransfermatrizen und Flammentransferfunktionen analysiert.

5.1 Druckverlust

Sowohl die Länge des Mischrohres LM als auch die freie axiale Querschnittsflä-
che Faxial beeinflussen den Druckverlust über den Brenner. In Tabelle 5.1 sind
die statischen Druckverluste für neun Brennervarianten mit LM = 0.625dB,
1.250dB und 1.875dB sowie Faxial = 30%, 50% und 100% bei Durchströmung mit
25g/s Luft, die auf 300 ◦C vorgeheizt ist, gezeigt. Alle Druckverluste sind mit

Tabelle 5.1: Druckverlust für die drei Mischrohrlängen LM und den drei freien axialen
Querschnittsflächen Faxial, normiert mit dem Druckverlust des Brenners mit
Faxial = 100% und LM = 1.875dB, bei Durchströmung mit 25g/s Luft und 300◦C
Vorheizung

LM 100% 50% 30%

1.875dB 1.00 1.14 1.21

1.250dB 0.98 1.12 1.18

0.625dB 0.95 1.08 1.14
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dem Druckverlust des Brenners mit Faxial = 100% und LM = 1.875dB normiert,
der im Folgenden als Referenzbrenner bezeichnet wird. Der Drallerzeuger mit
Faxial = 30% führt im Vergleich zu den Drallerzeugern mit größerer freier axia-
ler Querschnittsfläche zu höheren Druckverlusten, die bis zu 21% über dem
Druckverlust des Referenzbrenners liegen. Der niedrigste Druckverlust wur-
de mit −5% für die Brennergeometrie mit Faxial = 100% und LM = 0.625dB ge-
messen. Deutlich erkennbar ist der stärkere Einfluss der freien axialen Quer-
schnittsfläche auf den Druckverlust im Vergleich zur Mischrohrlänge.

Sangl [San11] zeigt, dass die Ursache dafür das Geschwindigkeitsprofil am
Brenneraustritt ist. Auf Grund der sich durch Variationen von LM und Faxial

ändernden Position und Form der Rezirkulationszone kommt es am Brenner-
austritt zu einer mehr oder weniger starken Versperrung mit einer Änderung
des Geschwindigkeitsprofils. In Abbildung 5.1 sind die axialen Geschwindig-
keitsprofile über den Radius des Brenneraustritts für den von Sangl verwende-
ten Brenner schematisch dargestellt.
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Abbildung 5.1: Axiale Geschwindigkeitsprofile bei Variation der freien axialen Querschnitts-
fläche Faxial (nach [San11])

Während das Profil des Drallerzeugers mit Faxial = 100% im Bereich kleiner Ra-
dien eine Erhöhung der Geschwindigkeit aufweist, ist die Geschwindigkeit des
Drallerzeugers mit Faxial = 30% in diesem Bereich deutlich reduziert. Die ei-
nem Blockprofil ähnliche Geschwindigkeitsverteilung des Drallerzeugers mit
Faxial = 50% liegt zwischen den beiden anderen Profilen. Für Radien größer als
r/dB ≈ 0.3 ist ein Anstieg der Geschwindigkeiten erkennbar. Die höchste Ge-
schwindigkeit erreicht hier der Drallerzeuger mit der kleinsten freien axialen
Querschnittsfläche.
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5.2 Flammenform

Der Einfluss der Mischrohrlänge auf den Druckverlust ist mit 5% für den
Drallerzeuger mit Faxial = 100% beziehungsweise mit bis zu 7% für den Drall-
erzeuger mit Faxial = 30% eher gering. Dies lässt vermuten, dass sich für die
Geschwindigkeitsprofile am Brenneraustritt auch nur geringe Änderungen
ergeben. Dennoch bewirken diese geringen Unterschiede der Geschwindig-
keitsprofile auf Grund der Änderung der Konizität der Mischrohre eine axiale
Verschiebung der Position der Rezirkulationszone. Dies wird im nächsten Ab-
schnitt anhand von entabelten und radius-gewichteten Mittelwertbildern der
Flamme deutlich.

5.2 Flammenform
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Abbildung 5.2: Entabelte und radius-gewichtete Mittelwertbilder der Flamme bei 50kW mit
λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung
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In Abbildung 5.2 sind entabelte und radius-gewichtete Mitelwertbilder der
300 ◦C Flamme bei einem Betriebszustand von 50kW mit λ= 1.4 und Vor-
heizung für die neun Brennervarianten zu sehen. Wie die Auswirkungen un-
terschiedlicher freier axialer Querschnittsflächen Faxial und Mischrohrlängen
LM auf den Druckverlust und die Geschwindigkeitsprofile am Brenneraustritt
schon erwarten lassen, haben Faxial und LM einen deutlichen Einfluss auf die
axiale Position der Rezirkulationszone xRZ und folglich auch auf die Form der
Flamme.

Für den Drallerzeuger mit Faxial = 100% nimmt die Flamme eine scheiben-
ähnliche Form an, die sich bis zu einem Brennerdurchmesser stromab des
Brenneraustritts stabilisiert. Dagegen bildet sich für Faxial = 30% eine V-förmige
Flamme aus, die sich nahe am Brenneraustritt beziehungsweise für das lange
Mischrohr sogar im Brenner stabilisiert. Die Flammenform des Drallerzeugers
mit Faxial = 50% ist für das lange Mischrohr ebenfalls einer V-förmigen Flamme
ähnlich, nähert sich mit abnehmender Mischrohrlänge aber der abgehobenen
Scheibenform an.
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Abbildung 5.3: Axiale Position der maximalen OH∗-Chemilumineszenzintensität xOHmax , der
Rezirkulationszone xRZ und der axialen Flammenausdehnung LF bei 50kW mit
λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

In Abbildung 5.3 sind die axiale Position der Rezirkulationszone xRZ (Be-
stimmung siehe Kapitel 4 Abschnitt 4.3), die Position maximaler OH∗-
Chemilumineszenzintensität xOHmax und die axiale Flammenausdehnung
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LF = xOHmax −xRZ normiert mit dem Brenneraustrittsdurchmesser dB darge-
stellt. Hier ist deutlich zu sehen, dass die Rezirkulationszone sich mit ab-
nehmendem LM stromab in die Brennkammer bewegt. Dies ist, wie in Ab-
schnitt 5.1 schon vermutet, eine Folge der zunehmenden Konizität bei kür-
zeren Mischrohren, die zu einer Erhöhung der axialen Geschwindigkeit auf
der Brennerachse führt. Die zunehmende axiale Flammenausdehnung gibt für
abnehmende freie axiale Querschnittsflächen den Wechsel der Flammenform
von einer scheibenähnlichen zu einer V-förmigen Flamme wieder.

Durch Stabilisierung der Flamme im Brenner wurden auf Grund der fehlen-
den Vergleichbarkeit mit den anderen Brennervarianten die Positionen xRZ

und xOHmax für den Drallerzeuger mit Faxial = 30% und LM = 1.875 nicht in das
Diagramm eingezeichnet.

5.3 Brennertransfermatrizen

Die experimentell ermittelten Brennertransfermatrizen BTM verknüpfen ent-
sprechend Gleichung 5.1 die akustischen Druckschwankungen p′/ρ c und die
akustischen Geschwindigkeitsschwankungen u′ stromauf des Brenners mit
denen stromab. Dabei sind die Schwankungsgrößen, wie in Abbildung 3.1 ge-
zeigt, an zwei Referenzebenen ausgewertet worden, die stromauf den Brenner-
eintritt (xauf) und stromab den Brenneraustritt (xab) markieren. Für die unter-
schiedlichen Längen der Mischrohre ergibt sich damit für jede Brennervarian-
te eine feste Position xab, aber eine bewegliche Position xauf. p ′

ρ̄ c

u′


ab

=

 BT M11 BT M12

BT M21 BT M22

 ·

 p ′
ρ̄ c

u′


au f

. (5.1)

Der Einfluss der freien axialen Querschnittsfläche Faxial wird als gering erwar-
tet, da diese Fläche abhängig von der Versperrung nur 2.85% bei Faxial = 30%
beziehungsweise 9.50% bei Faxial = 100% der Fläche der tangentialen Schlitze
ausmacht. In Abbildung 5.4 sind die Amplituden und Phasen der BTM der drei
Drallerzeuger mit dem Mischrohr der Länge LM = 0.625dB über der Strouhal-
Zahl Str = f ·dB/uB dargestellt. Die geringen Unterschiede zwischen den BTM
bestätigen die getroffene Vermutung, so dass die BTM näherungsweise als
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Abbildung 5.4: Vergleich der BTM bei Drallerzeugern mit verschiedenen Faxial und dem
LM = 0.625dB Mischrohr bei 25g/s Luft und 300◦C Vorheizung

identisch angenommen werden können. Generell kann beobachtet werden,
dass die Amplituden des BTM11- und BTM12- Elements mit zunehmender Fre-
quenz deutlich ansteigen, wohingegen die Amplituden der anderen beiden
Elemente nur einen sehr geringen Anstieg zeigen. Die Phase des BTM11 - Ele-
ments dreht, beginnend von null auf π, die Phase des BTM12 - Elements startet
bei −π und läuft gegen −π/2 und die des BTM21 - Elements ist nahezu kon-
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Abbildung 5.5: Vergleich der BTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und verschiedenen LM

bei 25g/s Luft und 300◦C Vorheizung

stant bei −π/2. Die Phase des BTM22 - Elements hat ebenfalls einen nahe-
zu konstanten Wert von null. Die Mischrohrlänge LM hat trotz einer geringen
axialen Ausdehnung von 2.92% für LM = 0.625dB beziehungsweise 8.75% für
LM = 1.875dB, bezogen auf die akustische Wellenlänge bei 700 Hz, einen deutli-
chen Einfluss auf die BTM, insbesondere auf die BTM11 - und BTM12 - Elemen-
te, wie in Abbildung 5.5 zu sehen ist. In diesen beiden Elementen nimmt die
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Amplitude mit steigendem LM zu. Für das BTM11 - Element erreicht sie bei Ver-
wendung des Mischrohres mit LM = 1.250dB den doppelten beziehungsweise
für LM = 1.875dB den dreifachen Wert der Amplitude im Vergleich zum Misch-
rohr mit LM = 0.625dB. Ebenso sind im Phasenverhalten Unterschiede sicht-
bar. Die Phase des kurzen Mischrohres mit LM = 0.625dB hat im Vergleich zu
den längeren Mischrohren einen flacheren Verlauf.

Der Anstieg der Amplitude im BTM11- Element, das die akustischen Druck-
schwankungen stromauf und stromab koppelt, ist Folge der gewählten Refe-
renzebenen xauf und xab (siehe Abbildung 3.1). Die Ebene xab am Brenneraus-
tritt ist fest, dahingegen variiert die Ebene xauf mit der Mischrohrlänge. Für den
akustischen Druck kann auf Grund des großen Flächensprungs vom Brenner-
austritt in die Brennkammer näherungsweise p′ = 0 angenommen werden. Je
weiter sich die Referenzebene xauf nun von xab befindet, desto größer ist der
Unterschied der beiden Druckamplituden. Dies ist im BTM11- Element bei
Variation der Mischrohrlänge sichtbar. Bei Variation der freien axialen Quer-
schnittsfläche zeigen die Amplitudenverläufe auf Grund der gleichbleibenden
Brennerlänge kaum Unterschiede. Die Amplitudenverläufe der beiden Ele-
mente T12 und T21 ergeben sich aus der Länge des Drallerzeugers. Das Element
T12 spiegelt Trägheitseffekte und das Element T21 Speichereffekte wider. Das
Element T22 koppelt die akustischen Geschwindigkeitsschwankungen strom-
auf und stromab. Für sehr kleine Frequenzen entspricht der Wert der Amplitu-
de dem Flächenverhältnis an den Referenzebenen.

5.4 Flammentransferfunktionen

Sowohl die freie axiale Querschnittsfläche Faxial als auch die Mischrohrlänge
LM haben einen deutlichen Einfluss auf die Flammentransferfunktion FTF.
Dies ist zunächst in Abbildung 5.6 zu sehen, in der die Flammentransferfunk-
tionen perfekt vorgemischter Flammen FTFPV für verschiedene Faxial mit dem
Mischrohr der Länge LM = 0.625dB bei 50kW und einer Luftzahl von λ= 1.4
dargestellt sind. Die darauf folgenden Abbildungen 5.7 bis 5.9 zeigen dann
FTFPV jedes Drallerzeugers bei Variation von LM. Abgesehen von dem Drall-
erzeuger mit Faxial = 30%, bei dem die Luftzahl auf λ= 1.45 erhöht wurde, da
sonst die Stabilisierung der Flamme für das lange Mischrohr im Brenner er-
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5.4 Flammentransferfunktionen

folgt, ist für die Drallerzeuger mit Faxial = 50% und Faxial = 100% ebenfalls eine
Luftzahl von λ= 1.4 gewählt geworden.

In allen Diagrammen sind bestimmte Eigenschaften der Flammentransfer-
funktionen perfekt vorgemischter Flammen erkennbar:

• Im niedrigen Frequenzbereich zeigt der Trend der Kurven, dass die Am-
plitude näherungsweise bei einem Wert von 1 und die Phase bei 0
beginnt. Dies entspricht dem in Abschnitt 2.5.1 beschriebenen quasi-
stationärem Verhalten.

• Nach einem Minimum bei kleinen Frequenzen folgt im Amplitudenver-
halten ein Maximum, teilweise sogar ein weiteres Minimum. Mit steigen-
der Frequenz ist ein allgemeiner Abfall der Amplitude zu erkennen.

• Die Phase zeigt über den gesamten Frequenzbereich einen Abfall, der
aus dem konvektiven Zeitverzug zwischen einer akustischen Geschwin-
digkeitsschwankung am Brenneraustritt und der folgenden Schwankung
der Wärmefreisetzung in der Flamme resultiert. Unterbrochen wird der
abfallende Trend durch Phasensprünge auf Grund lokaler Minima in der
Amplitude.
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Abbildung 5.6: Vergleich der FTFPV bei Drallerzeugern mit verschiedenen Faxial und dem
LM = 0.625dB Mischrohr bei 50kW mit λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

Bei näherer Betrachtung des Einflusses von Faxial in Abbildung 5.6 ist erkenn-
bar, dass mit zunehmender freier axialer Querschnittsfläche das Minimum im
niedrigen Frequenzbereich etwas zu größeren Frequenzen verschoben ist. Für
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Abbildung 5.7: Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und verschiedenen
LM bei 50kW mit λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

Faxial = 50% und 30% tritt ein zweites Minimum bei Str50% ≈ 0.2 beziehungswei-
se Str30% ≈ 0.28 auf, gefolgt von einem weiteren Maximum. Im Phasenverlauf
sind die erwähnten Sprünge nahe der Strouhal-Zahlen zu sehen, an denen die
Minima auftreten.

Beim Amplitudenverhalten des Drallerzeugers mit Faxial = 100% in Abbil-
dung 5.7 fallen zwei Unterschiede besonders auf: Das ist einerseits die Ver-
schiebung der Minima hin zu größeren Frequenzen und andererseits die Ab-
nahme der maximalen Amplitudenwerte mit zunehmender Mischrohrlänge.
Die geringeren Amplitudenwerte lassen sich mit der Zunahme der axialen
Flammenausdehnung LF erklären, die in Abbildung 5.3 ablesbar ist. Die länge-
ren Flammen bewirken eine größere Streuung der Phasenverteilung der Wär-
mefreisetzungsschwankungen. Auch der Phasenabfall zeigt für die drei Misch-
rohrlängen ein unterschiedliches Verhalten. Mit zunehmendem LM verläuft
die Phase flacher, das bedeutet, eine Geschwindigkeitsschwankung am Bren-
neraustritt konvektiert in einer kürzeren Zeit zur Flamme. Da die Positionen
maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität xOHmax für die drei Mischrohre
nur in einem Bereich um 0.23dB schwanken, die Position der Rezirkulations-
zone xRZ sich aber deutlich unterscheidet, kann ein Zusammenhang zwischen
dem Phasenabfall und xRZ vermutet werden. Die Phasen der Flammentrans-
ferfunktionen des LM = 1.875 und 1.250dB Mischrohres liegen fast aufeinan-
der. Dies ist konform mit sehr ähnlichen Positionen der Rezirkulationszone:
xRZ1.875dB

= 1.36 und xRZ1.250dB
= 1.32. Die steilere Phase des kurzen Mischrohres

begründet sich durch den größeren Wert xRZ0.625dB
= 1.55.
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5.4 Flammentransferfunktionen
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Abbildung 5.8: Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 50% und verschiedenen LM

bei 50kW mit λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

Ähnlich dem Verhalten des Drallerzeugers mit Faxial = 100% nimmt die Ampli-
tude des Drallerzeugers mit Faxial = 50% in Abbildung 5.8 für kürzere Misch-
rohre im höheren Frequenzbereich auf Grund der deutlich kleineren axialen
Flammenausdehnung größere Werte an. Eine Verschiebung der Minima mit
zunehmender Mischrohrlänge zu größeren Frequenzen ist allerdings nicht er-
kennbar. Die Minima befinden sich für alle drei Mischrohre bei Str ≈ 0.2. Eben-
so treten keine Unterschiede im Phasenabfall auf. Dies ist wahrscheinlich eine
Folge der geringen Schwankungsbreite von xRZ mit etwa 0.14dB.

Das Amplitudenverhalten des Drallerzeugers mit Faxial = 30% in Abbildung 5.9
unterscheidet sich deutlich von dem der beiden anderen. Wie auch beim
Drallerzeuger mit Faxial = 50% tritt im niedrigen Frequenzbereich ein Maxi-
mum auf. Während für Faxial = 50% die Amplituden der Maxima ähnliche
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Abbildung 5.9: Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 30% und verschiedenen LM

bei 50kW mit λ= 1.45 und 300◦C Vorheizung
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Einfluss der Brennergeometrie auf die statischen und dynamischen Eigenschaften des
Brenners und der Flamme

Werte annehmen, ist für Faxial = 30% erkennbar, dass die Amplitude des kur-
zen Mischrohres mit LM = 0.625dB den höchsten Wert hat. Zusätzlich sind
die Maxima mit zunehmendem LM zu größeren Frequenzen verschoben:
Str0.625dB ≈ 0.123, Str1.250dB ≈ 0.147 und Str1.875dB ≈ 0.159. Nach dem zweiten
Minimum dreht sich das Amplitudenverhalten mit zunehmender Mischrohr-
länge um, jetzt werden mit dem längsten Mischrohr die höchsten Werte er-
reicht. Begründet werden kann dies wieder mit der axialen Flammenaus-
dehnung, die für das kurze Mischrohr am größten ist (siehe Abbildung 5.6)
und damit zu einer stärkeren Streuung der Phasenverteilung der Wärmefrei-
setzungsschwankungen führt. Der Phasenabfall ist für alle drei Mischrohr-
längen sehr ähnlich. Vergleicht man dazu die Positionen maximaler OH∗-
Chemilumineszenzintensität xOHmax mit den Positionen der Rezirkulationszo-
ne xRZ, bestätigt sich die schon getroffene Vermutung, dass xRZ einen größeren
Einfluss als xOHmax auf den Zeitverzug zwischen der Geschwindigkeitsschwan-
kung und der Reaktion der Flamme hat. Wie in Abbildung 5.3 ersichtlich ist,
verhält sich die Schwankungsbreite von xRZ mit 0.08dB konform zu den gerin-
gen Unterschieden des Phasenverlaufs. Trotz der großen Schwankungsbreite
von xOHmax mit 0.53dB scheint diese keinen Einfluss auf den Phasenabfall zu
haben.

Die Auswertung der Flammentransferfunktionen zeigt, dass neben den ge-
nannten gemeinsamen Eigenschaften die Verwendung verschiedener freier
axialer Querschnittsflächen und Mischrohrlängen auch zu deutlichen Unter-
schieden in der Flammendynamik führt. Damit bietet das modulare Brenner-
system durch Anpassung der Geometrieparameter die Möglichkeit der Op-
timierung der akustischen Eigenschaften für ein bestimmtes Verbrennungs-
system.
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6 Vergleich der statischen und
dynamischen Eigenschaften perfekt und
technisch vorgemischter Flammen

Eine Charakterisierung der Flammeneigenschaften bei perfekter und tech-
nischer Vormischung für verschiedene Luftzahlen und Leistungen einer be-
stimmten Brennergeometrie erfolgt in diesem Kapitel. Dazu werden zunächst
die statischen Eigenschaften perfekt vorgemischter Flammen analysiert, be-
vor im Folgenden die Flammendynamik bei perfekter und technischer Vor-
mischung näher betrachtet wird. Anschließend erfolgt eine Untersuchung der
Unterschiede beider Vormischarten, die mit einer Analyse des Einflusses der
Gemischzusammensetzungsschwankungen abschließt.

6.1 Flammeneigenschaften bei perfekter Vormischung

Zur Charakterisierung der Formen und Positionen perfekt vorgemischter
Flammen sind in Abbildung 6.1 entabelte und radius-gewichtete Mittelwert-
bilder der Flamme des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und verschiedenen
Mischrohrlängen LM bei drei Leistungen: 40, 50 und 60kW mit der Luft-
zahl λ= 1.4 und 300 ◦C Vorheizung dargestellt. Abbildung 6.2 zeigt zusätzlich
entabelte und radius-gewichtete Mittelwertbilder bei drei Luftzahlen: λ= 1.4,
1.5 und 1.6 und der Leistung von 50kW. Um die Flammenformen und Po-
sitionen der maximalen OH∗-Chemilumineszenzintensität xOHmax sowie der
Rezirkulationszone xRZ bei verschiedenen Leistungen und Luftzahlen leichter
vergleichen zu können, sind alle Bilder auf ihren jeweiligen maximalen OH∗-
Chemilumineszenzintensitätswert OH∗

max normiert.

Die scheibenförmige Flamme des Drallerzeugers mit Faxial = 100% ist im Ver-
gleich zu Faxial = 30% und 50% deutlich kompakter (siehe Abbildung 5.2).
Dennoch ist mit zunehmender Mischrohrlänge eine Änderung der Flamme
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Vergleich der statischen und dynamischen Eigenschaften perfekt und technisch
vorgemischter Flammen
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Abbildung 6.1: Entabelte und radius-gewichtete Mittelwertbilder der Flamme des Drallerzeu-
gers mit Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und
1.875dB bei 40, 50 und 60kW, λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

zur V-Form erkennbar, die zu einer größeren axialen Flammenausdehnung
LF = xOHmax −xRZ führt (siehe Abbildung 6.3). Da die Streuung der Phasenvertei-
lung der Wärmefreisetzungsschwankungen über die zunehmende Flammen-
länge mit steigender Mischrohrlänge größer wird, werden im höheren Fre-
quenzbereich der FTF kleinere Amplituden erwartet.

In Abbildung 6.3 ist ebenfalls erkennbar, dass die Flammenausdehnung für
das lange Mischrohr mit LM = 1.875dB bei Zunahme der Leistung nahezu kon-
stant bleibt. Unter Anwendung des geometrischen Flammenlängenmodells
von Alemela et al. [AFH+10] kann für die axiale Flammenausdehnung LF ver-
einfacht die Proportionalität

LF ∼
√

uB

st
(6.1)

angenommen werden. Hierbei ist st die turbulente Brenngeschwindigkeit. Für
die Flamme des langen Mischrohres folgt daraus, dass bei einer konstanten
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6.1 Flammeneigenschaften bei perfekter Vormischung

Flammenausdehnung uB ∼ st gilt und somit die mit steigender Leistung zu-
nehmende Reaktionsdichte durch die gleichzeitig steigende turbulente Brenn-
geschwindigkeit kompensiert wird. Da die Zunahme des Flammenvolumens
auf Grund der geringfügigen radialen Verbreiterung auf eine Zunahme der tur-
bulenten Flammendicke zurückzuführen ist, werden kaum Auswirkungen der
variierenden Leistung auf die FTF erwartet. Dieses Verhalten kann für das kur-
ze Mischrohr mit LM = 0.625dB nicht abgeleitet werden, da die Flammenaus-
dehnung bei zunehmender Leistung steigt und folglich uB � st gilt. Damit kann
die Zunahme der Reaktionsdichte nicht durch die turbulente Brenngeschwin-
digkeit kompensiert werden. Durch die zusätzliche Verbreiterung der Flamme
in radialer Richtung ist, basierend auf den statischen Flammeneigenschaften,
eine eindeutige Aussage über das Verhalten der FTF bei steigender Leistung
kaum möglich. Das Verhalten ergibt sich aus der Überlagerung von drei Effek-
ten:
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Abbildung 6.2: Entabelte und radius-gewichtete Mittelwertbilder der Flamme des Drallerzeu-
gers mit Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und
1.875dB bei λ= 1.4, 1.5 und 1.6, 50kW und 300◦C Vorheizung
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Vergleich der statischen und dynamischen Eigenschaften perfekt und technisch
vorgemischter Flammen

• Auf Grund der steigenden Reaktionsdichte, die nicht durch eine propor-
tional zur Leistung steigenden turbulenten Brenngeschwindigkeit kom-
pensiert wird, ist eine Zunahme der Amplitude zu erwarten.

• Die radiale Verbreiterung der Flamme bewirkt eine Verstärkung der
Schwankungen der Wirbelstärke [HFR+05] und sollte ebenfalls zu einer
Zunahme der Amplitude führen.

• Gleichzeitig ergibt sich durch die steigende Flammenausdehnung eine
größere Streuung der Phasenverteilung der Wärmefreisetzungsschwan-
kungen, so dass geringere Amplituden im höheren Frequenzbereich er-
wartet werden.

Die Flammenausdehnung des mittleren Mischrohres mit LM = 1.250dB steigt
bis 50 kW und nimmt dann einen näherungsweise konstanten Wert bis 60 kW
an. Damit ist eine Aussage über das Verhalten der FTF auf Grund der vielen
sich überlagernden Effekte sehr schwierig.

Bei steigender Luftzahl ist für alle drei Mischrohrlängen, abgesehen von
λ= 1.6 für LM = 1.250dB, eine Zunahme der Flammenausdehnung in Abbil-
dung 6.3 erkennbar. Damit ergibt sich das Verhalten der FTF ebenfalls aus ei-
ner Überlagerung von drei Effekten:

• Die mit zunehmender Luftzahl abnehmende Reaktionsdichte lässt gerin-
gere Amplituden in der FTF erwarten.

• Ebenso führt eine Zunahme der Flammenausdehnung auf Grund der grö-
ßeren Streuung der Phasenverteilung der Wärmefreisetzungsschwankun-
gen zu geringeren Amplituden im höheren Frequenzbereich. Dies sollte
auf Grund der stärkeren Zunahme bei Verwendung des kurzen Mischroh-
res im Vergleich zum langen Mischrohr deutlichere Auswirkungen haben.

• Dem entgegen steht die radiale Verbreiterung der Flamme, die eine Ver-
stärkung der Schwankungen der Wirbelstärke [HFR+05] bewirkt und so-
mit eine Zunahme der Amplituden erwarten lässt.
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Abbildung 6.3: Axiale Flammenausdehnung LF und Flammenvolumen V normiert mit dem
Brenneraustrittsdurchmesser bei perfekter Vormischung des Drallerzeugers
mit Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und
1.875dB bei verschiedenen Leistungen und Luftzahlen

Aus Abbildung 6.4, in der die Positionen der maximalen OH∗-
Chemilumineszenzintensität und Rezirkulationszone dargestellt sind, wird
das Verschieben von xOHmax und xRZ stromab des Brenneraustritts mit zuneh-
mender Leistung sowie Luftzahl auf Grund der steigenden Brenneraustrittsge-
schwindigkeit deutlich. Hierbei ist ein deutlicher Unterschied der ähnlichen
Werte bei Verwendung der Mischrohre mit LM = 1.250dB und 1.875dB im
Vergleich zu den deutlich größeren Werten des kurzen Mischrohres mit
LM = 0.625dB zu erkennen. Folglich sollte der globale Phasenabfall in der FTF
des Drallerzeugers mit dem kurzen Mischrohr durch die längere Verzugszeit
der Geschwindigkeitsschwankung vom Brenneraustritt zur Flamme steiler
verlaufen als bei den FTF des Drallerzeugers mit längeren Mischrohren.
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Abbildung 6.4: Axiale Position der maximalen OH∗-Chemilumineszenzintensität xOHmax und
der Rezirkulationszone xRZ bei perfekter Vormischung des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB

bei verschiedenen Leistungen und Luftzahlen

In Abbildung 6.5 sind die Amplituden und Phasen der FTF, die im Weiteren
als FTFPV für perfekte Vormischung bezeichnet werden, des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und verschiedenen Mischrohrlängen bei den vier Leistungen 40,
45, 50 und 55kW und der Luftzahl λ= 1.4, aufgetragen über der Frequenz, dar-
gestellt. Wie erwartet, hat die Leistung auf die Amplitude und Phase der FTFPV

des langen Mischrohres kaum Einfluss. Die überlagernden Effekte gleichen
sich bei Verwendung des kurzen Mischrohres bis etwa 450 Hz aus und führen
zu ähnlichen Amplituden und Phasen. Bei größeren Frequenzen sind aller-
dings Unterschiede erkennbar, die größere Amplituden und flachere Phasen
bei steigender Leistung bewirken. Damit dominieren die für die Zunahme der
Amplitude verantwortlichen Effekte das Flammenverhalten. Für LM = 1.250dB

scheint zwischen 200 Hz und 400 Hz die zunehmende Flammenausdehnung
die Zunahme der Reaktionsdichte beziehungsweise die radiale Verbreiterung
der Flamme bei steigender Leistung zu dominieren, da bei kleinerer Leistung
größere Amplituden erreicht werden. Ab 400 Hz kehrt sich dieses Verhalten
um, was zu geringfügig größeren Amplituden bei höheren Leistungen führt.

In Abbildung 6.6 sind die FTFPV, aufgetragen über Str = f ·xRZ/uB, zu sehen.
Mit dieser Skalierung liegen die Amplituden und Phasenverläufe bei allen
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Abbildung 6.5: Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Leistungen, λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

drei Mischrohrlängen nahezu aufeinander. Die axiale Position der Rezirkula-
tionszone xRZ stellt somit eine charakteristische Länge der Flamme dar, mit
der die höhere mittlere Strömungsgeschwindigkeit bei steigender Leistung die
stromab verschobene Position der Flamme weitestgehend ausgleicht. In die-
ser Darstellung wird gut verdeutlicht, dass die maximalen Amplitudenwerte
im höheren Frequenzbereich auf Grund der steigenden Flammenausdehnung
mit zunehmendem LM abnehmen. Ebenso verlaufen die Phasen des kurzen
Mischrohres, wie erwartet, steiler als die der beiden längeren Mischrohre. Wie
auch schon in Abschnitt 5.4 beschrieben, ist im niedrigen Frequenzbereich
ein Minimum zu sehen, das mit zunehmendem LM zu größeren Frequenzen
verschoben ist. Bei den Frequenzen des Minimums tritt im Phasenverlauf ein
Sprung auf.
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Abbildung 6.6: Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Leistungen, λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

Einen Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und verschie-
denen Mischrohrlängen bei Variation der Luftzahl mit λ= 1.3, 1.4, 1.5 und 1.6,
der Leistung 50kW und 300 ◦C Vorheizung zeigt Abbildung 6.7. Die Luftzahl hat
im Vergleich zur Leistung einen deutlicheren Einfluss, sowohl auf die Ampli-
tude als auch auf den Phasenverlauf. Bis zu einer Frequenz von etwa 400 Hz
führen bei allen Mischrohrlängen höhere Luftzahlen zu größeren Amplituden,
deren Maxima zu kleineren Frequenzen verschoben sind. Bis zu der Frequenz
von etwa 400 Hz scheint die radiale Verbreiterung und damit die Verstärkung
der Wirbelstärkeschwankungen den größten Einfluss auf die FTFPV zu haben.
Für größere Frequenzen kehrt sich dieses Verhalten um, welches nun vermut-
lich auf die abnehmende Reaktionsdichte und die Zunahme der Flammenaus-
dehnung zurückzuführen ist. Der Phasenverlauf wird mit steigendem λ deut-
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Abbildung 6.7: Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Luftzahlen, 50kW und 300◦C Vorheizung

lich steiler. Dies ist Folge des schon erwähnten Verschiebens der axialen Posi-
tion xRZ stromab des Brenners.

Auch für den Einfluss der Luftzahl ist die Skalierung der FTFPV mit xRZ/uB

möglich und führt ähnlich zur Leistung zu einem weitestgehenden Aufein-
anderfallen der maximalen Amplituden und Phasen (siehe Abbildung 6.8).
Deutlich wird hierbei, dass xRZ beim Drallerzeuger mit dem kurzen Misch-
rohr LM = 0.625dB einen stärkeren Einfluss auf die Amplitude und Phase hat
als bei den beiden längeren Mischrohren mit LM = 1.250dB und 1.875dB. Trotz
Skalierung ist in den Amplituden- und Phasenverläufen der Einfluss der Luft-
zahl noch erkennbar. Zu bemerken sind die geringen Unterschiede in der Am-
plitude und Phase zwischen λ= 1.3, und 1.4 für alle drei Mischrohrlängen.
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Abbildung 6.8: Vergleich der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Luftzahlen, 50kW und 300◦C Vorheizung

Hier kann für beide Luftzahlen von sehr ähnlichen Formen und Positionen der
Flamme ausgegangen werden.

6.2 Flammeneigenschaften bei technischer Vormischung

Sangl [San11] und Mayer [SMS11] konnten zeigen, dass es keine Unterschie-
de in der Form und Position der Flamme sowie der Emissionen zwischen
der technischen und perfekten Vormischung des verwendeten Brennerdesigns
gab. Dies wurde im Rahmen dieser Arbeit auch für das skalierte Brennersys-
tem bestätigt. Deshalb können im Folgenden die in Abschnitt 6.1 abgeleiteten
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Abbildung 6.9: Vergleich der FTFTV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Leistungen, λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

Flammeneigenschaften ebenfalls zur Analyse der FTF technisch vorgemisch-
ter Flammen, im Weiteren mit FTFTV bezeichnet, angewendet werden.

Zunächst sind in Abbildung 6.9 wieder die FTFTV des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und verschiedenen Mischrohrlängen LM bei den vier Leistungen
40, 45, 50 und 55kW, der Luftzahl λ= 1.4 und 300 ◦C Vorheizung dargestellt.
Ähnlich zu den FTFPV gibt es im Amplituden- und Phasenverlauf der FTFTV bei
Verwendung des langen Mischrohres mit LM = 1.875dB kaum Unterschiede.
Lediglich die maximale Amplitude nimmt mit steigender Leistung zu und ver-
schiebt sich in Richtung höherer Frequenzen. Dies muss auf Grund der sonst
ähnlichen Flammeneigenschaften durch die nun zusätzlich auftretenden Ge-
mischzusammensetzungsschwankungen verursacht sein. Auch das sich mit
der Leistung ändernde Flammenverhalten bei Verwendung des kurzen Misch-
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rohres mit LM = 0.625dB gleicht dem der perfekten Vormischung. Bis zu einer
Frequenz von etwa 400 Hz hat die Leistung keinen Einfluss auf die Amplitude
und Phase. Ab dieser Frequenz führt eine Zunahme der Leistung zu höheren
Amplituden und leicht flacheren Phasen. Dieses Verhalten ist ebenfalls für das
mittlere Mischrohr zu sehen, das zusätzlich schon die Tendenz zu größeren
maximalen Amplituden bei steigender Leistung erkennen lässt.
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Abbildung 6.10: Vergleich der FTFTV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Leistungen, λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

Die Skalierung der Frequenz mit xRZ/uB, wobei die Position xRZ aus den Flam-
mendaten des entsprechenden perfekt vorgemischten Betriebszustands ver-
wendet wird, führt zu einem Aufeinanderfallen der Amplituden und Phasen
(zu sehen in Abbildung 6.10). Damit ist die axiale Position der Rezirkulations-
zone auch für technisch vorgemischte Flammen eine charakteristische Länge,
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mit der die höhere mittlere Strömungsgeschwindigkeit bei steigender Leistung
durch das Verschieben der Flamme stromab in die Brennkammer ausgegli-
chen wird.

Trotz der sehr ähnlichen Flammenform und Flammenposition zeigt das Flam-
menverhalten technisch vorgemischter Flammen deutliche Unterschiede in
der Flammendynamik im Vergleich zur perfekt vorgemischten Verbrennung.
Im Allgemeinen erreichen die FTFTV höhere Amplitudenwerte als die ver-
gleichbarer FTFPV. Zudem ist das Minimum im niedrigen Frequenzbereich
deutlich zu kleineren Frequenzen verschoben. Für LM = 0.625dB und 1.250dB

ist es im Amplitudenverlauf nicht sichtbar, kann aber auf Grund des Phasen-
sprungs vermutet werden. Für LM = 1.875dB sind im Amplitudenverlauf zu-
sätzlich zwei Maxima bei Str1.875dB ≈ 0.12 und Str1.875dB ≈ 0.22 erkennbar. Das
dazwischen liegende Minimum führt in der Phase zu einem leichten Abfla-
chen des fallenden Kurvenverlaufs.

Der Phasenverlauf technisch vorgemischter Flammen verhält sich, ähnlich zu
den Phasenverläufen der FTFPV, nahezu linear. Der Einfluss der Gemischzu-
sammensetzungsschwankungen der FTFTV ist durch den steileren Abfall der
Phase im niedrigen Frequenzbereich dennoch deutlich erkennbar. Das Ver-
halten der Amplitude und Phase mit zunehmendem LM ist ähnlich dem der
FTFPV. Die maximalen Amplitudenwerte nehmen auf Grund der zunehmen-
den Phasenverteilung der Geschwindigkeitsschwankungen und der Gemisch-
zusammensetzungsschwankungen ab. Auch der globale Phasenabfall wird mit
zunehmendem LM flacher.

In Abbildung 6.11 sind die FTFTV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und ver-
schiedenen Mischrohrlängen bei den vier Luftzahlen λ= 1.3, 1.4, 1.5 und 1.6,
einer Leistung von 50kW und 300 ◦C Vorheizung zu sehen. Im Vergleich zur
Variation der Leistung ist der Einfluss der Luftzahlvariation auch bei technisch
vorgemischten Flammen deutlich größer. Ähnlich den FTFPV ist die maxima-
le Amplitude mit zunehmendem λ zu kleineren Frequenzen verschoben und
erreicht, abgesehen vom kurzem Mischrohr, größere Werte. Vermutlich ist die-
ses Verhalten ebenfalls auf die radiale Verbreiterung der Flamme und zusätz-
lich auf den Einfluss der Gemischzusammensetzungsschwankungen zurück-
zuführen. Die mit steigender Luftzahl abnehmende Reaktionsdichte und zu-
nehmende Flammenlänge wirkt sich besonders bei Verwendung des langen
Mischrohres ab etwa 450 Hz aus, da hier die Amplituden wieder geringere Wer-
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Abbildung 6.11: Vergleich der FTFTV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Luftzahlen, 50kW und 300◦C Vorheizung

te annehmen. Bedingt durch die Verschiebung der Flamme stromab in die
Brennkammer verlaufen die Phasen mit zunehmender Luftzahl steiler.

Die FTFTV, aufgetragen über Str = f ·xRZ/uB, sind in Abbildung 6.12 zu sehen.
Die Verschiebung der Amplituden scheint für LM = 0.625dB und LM = 1.250dB

mit der axialen Position der Rezirkulationszone zu korrelieren, so dass die
Verläufe, wie bei den perfekt vorgemischten Flammen, aufeinander abbildbar
sind. Für das lange Mischrohr gelingt das nur noch bedingt. Die unterschied-
liche Ausbildung der Minima und Maxima zeigt hier, dass die Mischrohrlän-
ge einen Einfluss auf die Wechselwirkungen der Schwankungen der Gemisch-
zusammensetzung und der Geschwindigkeit hat. Allerdings führt die Skalie-
rung der Frequenz für alle Mischrohrlängen zu einem Aufeinanderfallen der
Phasen. Ähnlich den Phasenverläufen bei variierender Leistung werden diese
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6.2 Flammeneigenschaften bei technischer Vormischung

bei Variation der Luftzahl mit zunehmendem LM flacher. Auch hier ist der Un-
terschied im Phasenabfall zwischen dem kurzen Mischrohr mit LM = 0.625dB

und 1.250dB größer als zwischen den beiden längeren Mischrohren. Die Un-
terschiede im Phasenabfall bei variierendem LM und das Aufeinanderfallen
der Phasen nach Skalierung der Frequenz bestätigt die Annahme, dass sich
die statischen Flammeneigenschaften bei technisch und perfekt vorgemisch-
ten Flammen, insbesondere xRZ, nur gering unterscheiden. Der Einfluss der
Gemischzusammensetzungsschwankungen auf die Flammendynamik ist al-
lerdings deutlich vorhanden.
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Abbildung 6.12: Vergleich der FTFTV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohr-
längen LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB (unten) bei ver-
schiedenen Luftzahlen, 50kW und 300◦C Vorheizung
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6.3 Vergleich der FTF perfekt und technisch vorgemischter
Flammen

Die große Ähnlichkeit perfekt und technisch vorgemischter Flammen lässt den
Schluss zu, dass die stationären Felder der Geschwindigkeit, Turbulenz und
Reaktion nahezu gleich sind. Deshalb ist bei den hier vorliegenden Messda-
ten ein direkter Vergleich der FTF perfekt und technisch vorgemischter Flam-
men möglich. Abbildung 6.13 zeigt diesen am Beispiel des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und den drei Mischrohren LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB bei
einer Luftzahl von λ= 1.4, einer Leistung von 50kW und 300 ◦C Vorheizung.

0 0.1 0.2 0.3 0.4
0

1

2

3

4

|FT
F
|

FTFPV FTFTV

0 0.1 0.2 0.3 0.4
−3π

−2π

−π
0

π

∠
F

T
F

0 0.1 0.2 0.3 0.4
0

1

2

3

4

|FT
F
|

0 0.1 0.2 0.3 0.4
−3π

−2π

−π
0

π

∠
F

T
F

0 0.1 0.2 0.3 0.4
0

1

2

3

4

Str = f ·xRZ/uB

|FT
F
|

0 0.1 0.2 0.3 0.4
−3π

−2π

−π
0

π

Str = f ·xRZ/uB

∠
F

T
F

Abbildung 6.13: Vergleich der FTF bei perfekter und technischer Vormischung des Drallerzeu-
gers mit Faxial = 100% und LM = 0.625dB (oben), 1.250dB (mittig) und 1.875dB

(unten) bei 50kW und λ= 1.4
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Wie in [Fis04] gezeigt ist, dominieren im niedrigen Frequenzbereich die Mess-
fehler die Bestimmung der komplexen Drücke, so dass unter 100 Hz insbe-
sondere im Amplitudenverlauf größere Unsicherheiten zu erwarten sind. Den-
noch erscheint für die im Rahmen dieser Arbeit mit großer Sorgfalt bestimm-
ten Messdaten eine Aussage über den Trend im niedrigen Frequenzbereich mit
f → 0 möglich. Wie schon anhand der Theorie in Abschnitt 2.5.1 beziehungs-
weise 2.5.2 erklärt, ist zu erkennen, dass sich die FTFPV tatsächlich in der Phase
dem Wert null annähert, während die Amplitudenwerte um eins liegen. Im Ge-
gensatz dazu scheint für technisch vorgemischte Flammen die Amplitude bei
einem Wert von null zu starten. Folglich kann die Phase für 0Hz nicht festge-
legt werden. Die Auswirkungen der zusätzlichen Gemischzusammensetzungs-
schwankungen φ′ bei technischer Vormischung sind sowohl in der Amplitu-
de als auch in der Phase deutlich erkennbar. Das Minimum im niedrigen Fre-
quenzbereich ist für die FTFTV zu niedrigeren Frequenzen verschoben als bei
den FTFPV. Ein ähnliches Verhalten ist auch in den Daten von Schuermans et
al. [SBG+04], hier allerdings für das Maximum bei kleinen Frequenzen, zu se-
hen. Auffällig ist die Bildung eines Plateaus im Amplitudenverlauf der FTFTV

an der Position des Minimums der FTFPV bei allen drei Mischrohren. Dieses ist
besonders gut für LM = 0.625dB erkennbar, aber auch für die längeren Misch-
rohre sichtbar. Die Strouhal-Zahlen StrMinPV, an denen das Minimum im Am-
plitudenverlauf der FTFPV auftritt, sind in Tabelle 6.1 aufgelistet.

Tabelle 6.1: Minimum im Amplitudenverlauf der FTFPV des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
für die drei Mischrohrlängen LM bei 50kW und λ= 1.4

LM StrMinPV

1.875dB 0.08

1.250dB 0.08

0.625dB 0.06

Mit steigender Frequenz beginnen die Amplituden der FTFPV und FTFTV sich,
zumindest für das lange Mischrohr, anzunähern. Dies spricht für eine Re-
duzierung von φ′ mit zunehmendem LM. Der zusätzliche Zeitverzug der Ge-
mischzusammensetzungsschwankungen von der Brennstoffzufuhr zum Bren-
neraustritt bewirkt einen steileren Phasenverlauf im niedrigen Frequenzbe-
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reich. Ähnlich dem Amplitudenverhalten nähern sich die Phasen technisch
und perfekt vorgemischter Flammen mit steigender Frequenz an.

Auch Freitag [Fre09] zeigt für den von ihm verwendeten Drallbrenner, dass
die Unterschiede zwischen der perfekten und technischen Vormischung über-
wiegend im niedrigen Frequenzbereich auftreten. Ab der Frequenz des Ma-
ximums der FTFPV fallen sowohl die Amplituden als auch die Phasen aufein-
ander. Betrachtet man die FTF des Drallerzeugers mit Faxial = 100% in Abbil-
dung 6.13 an der Stelle des Maximums der FTFPV ist dieses Verhalten eben-
falls erkennbar. Freitag vermutet dazu, dass sich der Einfluss der Gemisch-
zusammensetzungsschwankungen deutlich verringert, sobald die konvekti-
ve Wellenlänge von φ′ die Distanz zwischen der Brennstoffzufuhr und der
Flamme annimmt. Dem folgend wurde die Frequenz, die der Wellenlänge
des Abstandes vom Drallerzeuger zur axialen Position der Rezirkulationszone
(LD/2+LM +xRZ) entspricht, für jedes Mischrohr mit der mittleren Brenneraus-
trittsgeschwindigkeit von uB = 50.56m/s berechnet. Die Skalierung der so be-
stimmten Frequenzen mit xRZ/uB liefert schließlich die für den Einfluss von φ′

kritischen Strouhalzahlen Strφ, die für die drei Mischrohre in Tabelle 6.2 auf-
gelistet sind. Ein Vergleich dieser Zahlen mit dem Amplituden- und Phasen-
verlauf in Abbildung 6.13 zeigt, dass die bestimmten kritischen Strouhalzah-
len tatsächlich den Beginn des Aufeinanderfallens der Amplituden und Pha-
sen markieren.

Tabelle 6.2: Einflussbereich von φ auf die FTFTV des Drallerzeugers mit Faxial = 100% für die
drei Mischrohrlängen LM bei 50kW und λ= 1.4

LM Strφ

1.875dB 0.18

1.250dB 0.23

0.625dB 0.39

Unter der in Abschnitt 2.5.2 getroffenen Annahme, dass die FTFTV für geome-
trisch ähnliche Strömungsfelder als Summe der FTFPV und der Flammentrans-
ferfunktion der Gemischzusammensetzungsschwankungen FTFφ darstellbar
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Abbildung 6.14: Vergleich der Differenz zwischen den FTF der perfekten und technischen Vor-
mischung des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und LM = 0.625dB, 1.250dB

und 1.875dB bei 50kW und λ= 1.4

ist, führt die Subtraktion der FTFPV von den FTFTV zur Darstellung des Einflus-
ses der Gemischzusammensetzungsschwankungen auf die Wärmefreisetzung.

In Abbildung 6.14 sind die Amplituden und Phasen der FTFφ für den Drall-
erzeuger mit Faxial = 100% und den drei Mischrohren LM = 0.625dB, 1.250dB

und 1.875dB dargestellt. In Abschnitt 2.5.2 wurde hergeleitet, dass die Am-
plitude für sehr kleine Frequenzen bei einem Wert von eins und die Pha-
se bei π startet. Dies ist in Abbildung 6.14 nicht klar ersichtlich, kann aller-
dings bei Beachtung der Tatsache, dass es sich bei der FTFφ um eine Diffe-
renz experimenteller Flammentransferfunktionen mit einer gewissen Streu-
ung der Daten im niedrigen Frequenzbereich handelt, auch nicht erwartet
werden. Der Einfluss der Gemischzusammensetzungsschwankungen hat bei
allen drei Mischrohren ähnliche Auswirkungen, die auch in [OLQS11] und
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in [BCMP13] beobachtet werden konnten. Im Amplitudenverlauf sind zu-
mindest für LM = 0.625dB und 1.250dB zwei Maxima erkennbar. Dabei liegt
das zweite Maximum mit Strmax ≈ 0.34, Strmax ≈ 0.14 und Strmax ≈ 0.12 für die
Mischrohrlängen LM = 0.625dB, LM = 1.250dB und LM = 1.875dB nahe der Fre-
quenzen, die dem von Freitag abgeschätzten Einflussbereich der Gemisch-
zusammensetzungsschwankungen entsprechen (siehe Tabelle 6.2). Im An-
schluss an das zweite Maximum fällt die Amplitude mit etwa −10/Str deut-
lich ab. Dies ist für LM = 1.250dB und 1.875dB gut erkennbar. Für das kurze
Mischrohr kann der Abfall der Amplitude auf Grund des größeren Einflussbe-
reiches der Gemischzusammensetzungsschwankungen nur vermutet werden.
Allerdings deutet sich die nach dem zweiten Maximum der Amplitude folgen-
de Verringerung der Steigung des Phasenverlaufs auch hier an. Mit dem kür-
zesten Mischrohr werden die höchsten Amplituden erreicht, die mit zuneh-
mender Mischrohrlänge abnehmen. Das deutet darauf hin, dass die Gemisch-
zusammensetzungsschwankungen durch die größere Verweilzeit in längeren
Mischrohren reduziert werden. Durch den Abfall der Amplitude für Strouhal-
Zahlen größer als die kritische Strouhal-Zahl Strφ wird die Schätzung von Frei-
tag über den Einflussbereich von φ′ bekräftigt, der sich deutlich verringert, so-
bald die konvektive Wellenlänge der Distanz zwischen der Brennstoffzufuhr
und der Flamme entspricht. Die Phase hat einen nahezu linearen Verlauf und
weist auf ein Verzugszeitverhalten mit nur einem Verzugszeitparameter τφ hin.
Dass diese Vermutung gerechtfertigt ist, wird in Abschnitt 7.3 anhand der Mo-
dellierung der FTFTV gezeigt.

Ein ähnliches Verhalten der Flammentransferfunktionen der Gemischzusam-
mensetzungsschwankungen mit einem deutlichen Abfall der Amplitude und
einem linearen Phasenverlauf konnte in [OLQS11] ebenfalls gemessen wer-
den. Auch die in [BCMP13] bestimmte FTFφ hat einen linear fallenden Verlauf
der Phase und weist im niedrigen Frequenzbereich zwei Maxima auf, denen
ein deutlicher Abfall der Amplitude folgt. Allerdings ist dieser auf Grund einer
anderen Brennergeometrie (radialer Drallerzeuger mit zylindrischem Misch-
rohr) weniger steil.
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7 Modellierung der Brenner- und
Flammeneigenschaften

Die Optimierung der Brennergeometrie und des Betriebszustands für ein be-
stimmtes Verbrennungssystem setzt einen funktionalen Zusammenhang zwi-
schen den Geometrieparametern des Brenners und den dynamischen Flam-
meneigenschaften voraus. Ist dieser in Form von Brenner- und Flammenmo-
dellen als Funktion der Geometrieparameter darstellbar, können die für ein
bestimmtes Verbrennungssystem optimalen Parameter im Rahmen von Sta-
bilitätsanalysen ermittelt werden. Im Folgenden wird zunächst das Brenner-
modell vorgestellt, bevor in weiteren Abschnitten auf das Flammenmodell für
perfekt und technisch vorgemischte Flammen eingegangen wird.

7.1 Netzwerkmodell des Brenners

Ziel ist es, die lineare Stabilität eines bestimmten Verbrennungssystems durch
Variation der Brennergeometrie zu optimieren. Dazu ist eine möglichst genaue
Charakterisierung der Brennereigenschaften in Form von Brennertransferma-
trizen in Abhängigkeit der geometrischen Parameter des Brenners nötig. Diese
Geometrieparameter sind für das untersuchte Brennermodell die freie axiale
Querschnittsfläche Faxial und die Mischrohrlänge LM.

Der Brenner kann weder für die maximale Länge bei Verwendung des lan-
gen Mischrohres mit LM = 1.875dB noch für die minimale Länge bei Verwen-
dung des kurzen Mischrohres mit LM = 0.625dB als kompaktes Element be-
trachtet werden. In beiden Fällen ist die geometrische Länge L im Vergleich
zur akustischen Wellenlänge λ im betrachteten Temperaturbereich um 300 ◦C
mit He1.875dB ≈ 0.55 und He0.625dB ≈ 0.18 nicht vernachlässigbar klein. Aus die-
sem Grund wurde statt einer Querschnittsänderung mit akustischen Verlus-
ten nach Gleichung 2.47 ein Netzwerkmodell entwickelt, das durch Verwen-
dung mehrerer Rohrelemente, Querschnittsänderungen sowie Verzweigungen
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und Verknüpfungen sehr nah an die reale Brennergeometrie angelehnt ist. Das
Netzwerkmodell des Brenners ist in Abbildung 7.1 dargestellt und für alle ver-
wendeten Varianten von Faxial und LM gültig.

1 2

3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22

23

24

25

26

27

28

29 30 31 32 33 34 35 36 37 38 39 40 41 42 43 44 45

474849

46

5052 515758 56 5455 535960

Rohr Verzweigung Geschlossenes Ende
verlustfreie
Querschnittsänderung
verlustbehaftete
Querschnittsänderung

Verknüpfung

Drallerzeuger

Schlitze

Mischrohr

Plenum

Abbildung 7.1: Netzwerkmodell des Drallbrennersystems, gültig für alle verwendeten Varian-
ten von Faxial und LM

Die Grundidee des Netzwerkmodells basiert auf der Aufspaltung des akusti-
schen Pfades durch Verwendung einer Verzweigung in zwei Teile: das Plenum
und den Drallerzeuger. Beide Pfade sind entsprechend der Geometrie mit di-
versen Rohrelementen und Querschnittsänderungen modelliert. Dabei wur-
de die abnehmende durchströmte Querschnittsfläche des Plenums auf Grund
der zunehmenden Querschnittsfläche des Drallerzeugers berücksichtigt. Bei-
de Pfade werden über drei Rohre, die den tangentialen Schlitzen des Draller-
zeugers entsprechen, verknüpft. Die Modellierung des Mischrohres mit Rohr-
elementen und Querschnittsänderungen ermöglicht schließlich den Über-
gang des akustischen Pfades in die Brennkammer. Das Modell besteht für alle
Brennervarianten aus den gleichen Elementen, lediglich die Länge der Rohr-
elemente des Mischrohres und teilweise des Drallerzeugers beziehungswei-
se des Plenums sind auf Grund der unterschiedlichen Mischrohrlängen und
Einbausituationen variabel. Die Einbausituationen sind in Anhang B und die
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7.1 Netzwerkmodell des Brenners

geometrischen Parameter sowie elementspezifischen Modellparameter in An-
hang E zu finden. Die Modellierung der unterschiedlichen Brennervarianten
erfordert neben dem geometrienahen Modell noch zwei zusätzliche Parame-
ter zur Berücksichtigung strömungsbedingter Verluste.

7.1.1 Variation der Geometrieparameter

Bevor die Anpassung des Netzwerkmodells mit den zwei zusätzlichen Para-
metern an reale Bedingungen, also der verlustbehafteten Durchströmung er-
folgte, wurde zunächst das nicht durchströmte, verlustfreie Modell mit FEM-
Rechnungen des akustischen Druckfeldes optimiert. Das Ziel der Optimierung
war das Erreichen einer möglichst guten Übereinstimmung der Brennertrans-
fermatrizen, die mit dem nicht durchströmten, verlustfreien Netzwerkmodell
berechnet wurden und denen, die aus den akustischen Druckfeldern der FEM-
Rechnungen ermittelt wurden. Die Optimierung des Netzwerkmodells erfolgte
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Abbildung 7.2: FEM-Berechnung des akustischen Druckfeldes beispielhaft für den Draller-
zeuger mit Faxial = 100% und LM = 1.875dB bei eine Anregungsfrequenz von
200 Hz
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hinsichtlich der Anzahl der Querschnittsänderungen des Drallerzeugers sowie
der Mischrohre und der Anzahl der Rohrelemente zur Modellierung der tan-
gentialen Schlitze. Die Berechnung des akustischen Druckfeldes von einem
Modell des Versuchsstandes, in dem der Drallerzeuger mit Faxial = 100% und
drei verschiedenenen Mischrohren integriert ist, erfolgte durch das Lösen der
dreidimensionalen Wellengleichung im Frequenzbereich.

∂2p ′

∂t 2
− c2∆p ′ = 0. (7.1)

Sämtliche Wände des Versuchsstandmodells wurden als schallhart angenom-
men. Damit die BTM bestimmt werden konnten, wurde jeweils an einem Ende
des Versuchsstands eine Beschleunigung aAnregung mit einer Anregungsampli-
tude von uAnregung = 1m/s entsprechend

aAnr eg ung (ω) = iω ·uAnr eg ung (7.2)

gesetzt. Das andere Ende wurde mit einer Impedanz-Randbedingung model-
liert. Ähnlich der experimentellen Bestimmung der BTM wurden für beide An-
regungsfälle der akustische Druck p′ an jeweils drei Positionen stromauf und
stromab des Brenners verwendet (siehe Abbildung 7.2), um aus diesen Da-
ten mit Gleichung 4.2 die Riemann-Invarianten zu ermitteln. Durch Lösen des
Gleichungssystems 4.4 konnten schließlich die Brennertransfermatrizen be-
stimmt werden.

In Abbildung 7.3 sind sowohl die mit dem verlustfreien und undurchströmten
Netzwerkmodell bestimmten als auch die mit der gelösten Wellengleichung
bestimmten BTM dargestellt. Die sehr gute Übereinstimmung der Amplituden
und Phasen zeigt, dass das geometrienahe Netzwerkmodell in der Lage ist, die
akustischen Eigenschaften des Brenners wiederzugeben. Deutlich wird dabei,
dass sich die verschiedenen Mischrohrlängen lediglich auf die Amplitude des
T11- und des T12-Elementes auswirken. Das T11- Element stellt eine Verknüp-
fung der akustischen Druckschwankungen stromauf mit denen stromab des
Brenners dar und das T12-Element verknüpft die Geschwindigkeitsschwan-
kungen stromauf mit den Druckschwankungen stromab. In beiden Diagram-
men nimmt die Amplitude mit steigender Frequenz und Mischrohrlänge zu.
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Abbildung 7.3: Vergleich der aus dem Druckfeld der gelösten Wellengleichung berechne-
ten BTM (FEM) mit denen aus dem entsprechenden Netzwerkmodell oh-
ne Strömung und Verluste bestimmten BTM (NWM) des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB

In Abschnitt 5.3 wurde gezeigt, dass der Einfluss der freien axialen Quer-
schnittsfläche auf das Verhalten der Amplituden und Phasen der BTM trotz
deutlicher Unterschiede im Druckverlust über den Brenner (siehe Tabelle 5.1)
sehr gering sind. Aus diesem Grund wird Faxial als Geometrieparameter ver-
nachlässigt und nur der Einfluss der Mischrohrlänge modelliert.
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Tabelle 7.1: Parameter für das Netzwerkmodell

LM ζζζ Leff

0.625dB 1.92 0.02 m

1.250dB 2.04 0.01 m

1.875dB 2.17 0.00 m

Wie schon erwähnt wurde, sind zwei zusätzliche Parameter notwendig, um
in dem Netzwerkmodell Verluste berücksichtigen zu können. Diese Parame-
ter sind ein Druckverlustkoeffizient ζ und eine effektive Länge Leff. Beide Para-
meter sind in der verlustbehafteten Querschnittsänderung entsprechend Glei-
chung 2.47 enthalten. Der Druckverlustkoeffizient wurde aus den experimen-
tell bestimmten Druckverlusten mit Gleichung 7.3 ermittelt. Da sich für ver-
schiedene Faxial unterschiedliche Druckverluste ergeben, wurde für das Netz-
werkmodell für jede Mischrohrlänge der Druckverlust aus dem minimalen
und maximalen Druckverlust der verschiedenen Faxial so gewählt, dass eine
bestmögliche Übereinstimmung zwischen Modell und Experiment erfolgte.
Im Netzwerkmodell wird ζ lediglich in einer Querschnittsänderung berück-
sichtigt, nämlich in der, die den Übergang vom Mischrohr in die Brennkammer
beschreibt (zwischen den Knoten 58 und 59 in Abbildung 7.1). Hier wird der
größte Teil des Druckverlustes auf Grund von Strömungsablösung und Wir-
belbildung verursacht.

ζ= ∆pV
ρ

2 · ū2
B

(7.3)

Die effektive Länge ist in diesem Element auf Null gesetzt. Eine zweite verlust-
behaftete Querschnittsänderung befindet sich im Plenumpfad zwischen den
Knoten 4 und 5. In diesem Element ist ζ auf Null gesetzt. Die effektive Län-
ge ist so gewählt, dass sie zu einer bestmöglichen Übereinstimmung zwischen
Modell und Experiment führt. In Tabelle 7.1 sind die Parameter für das Netz-
werkmodell der Brennervariationen aufgelistet.
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7.1 Netzwerkmodell des Brenners

Ein Vergleich der experimentellen BTM mit denen aus dem entsprechenden
verlustbehafteten Netzwerkmodell bestimmten BTM ist in Abbildung 7.4 für
den Drallerzeuger mit Faxial = 100% bei Variation der Mischrohrlänge zu sehen.
Die Verwendung von zwei Parametern zur Beschreibung strömungsbeding-
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Abbildung 7.4: Vergleich der experimentellen BTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und
den Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB (Experiment) und
den aus dem entsprechenden Netzwerkmodell bestimmten BTM (NWM) bei
25g/s Luft und 300◦C Vorheizung
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ter Verluste scheint auf Grund der sehr guten Übereinstimmung von Experi-
ment und Modell ausreichend zu sein. Ähnlich der verlustfreien BTM in Abbil-
dung 7.3 ist für die Amplituden des T11- und des T12-Elementes ein deutlicher
Einfluss der Mischrohrlänge erkennbar. Dieser wirkt sich zusätzlich noch auf
die Phase des T11-Elementes aus, dessen Verlauf mit abnehmendem LM flacher
wird.

Wie in Abbildung 7.5 zu sehen ist, zeigen die beiden Parameter, ζ und Leff,
des Netzwerkmodells eine lineare Abhängigkeit von dem Geometrieparame-
ter LM für den Bereich LM = 0.625dB bis 1.875dB. Diese Abhängigkeit der Mo-
dellparameter von der Brennergeometrie ist eine notwendige Voraussetzung,
um durch Stabilitätsanalysen für ein bestimmtes Verbrennungssystem die op-
timale Brennergeometrie zu ermitteln.
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Abbildung 7.5: Interpolationsfunktionen der Parameter des Netzwerkmodells für den Bereich
LM = 0.625dB bis 1.875dB

Die Gültigkeit der Interpolationsfunktionen für ζ und Leff soll nun an zwei
weiteren Mischrohren mit den Längen LM = 0.9375dB und 1.5625dB gezeigt
werden. Dazu wurden die BTM mit einem der Mischrohrlänge entsprechen-
den Netzwerkmodell unter Verwendung der in Tabelle 7.2 aufgelisteten line-

Tabelle 7.2: Interpolierte Parameter für das Netzwerkmodell der Brennervarianten mit
LM = 0.9375dB und 1.5625dB

LM ζ Leff

0.9375dB 1.98 0.015 m

1.5625dB 2.11 0.005 m
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Abbildung 7.6: Validierung des Netzwerkmodells für die experimentellen BTM des Drallerzeu-
gers mit Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.9375dB und 1.5625dB

(Experiment) und den aus dem entsprechenden Netzwerkmodell bestimmten
BTM (NWM) bei 25g/s Luft und 300◦C Vorheizung

ar interpolierten Parameter berechnet und mit den experimentell bestimm-
ten BTM verglichen. Der in Abbildung 7.6 dargestellte Vergleich bestätigt auf
Grund der guten Übereinstimmung von Amplituden und Phasen der einzel-
nen Matrixelemente die Gültigkeit der Interpolationsfunktionen.
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7.1.2 Vergleich der BTM für perfekte und technische Vormischung

Der bei technisch vorgemischter Verbrennung verwendete Drallbrenner un-
terscheidet sich zu dem für die perfekte Vormischung genutzten Brenner
durch zusätzliche Brennstoffbohrungen an der Schlitzhinterkante und den an
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Abbildung 7.7: Vergleich der BTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohrlän-
gen LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB bei Verwendung des Drallerzeugers
für perfekte Vormischung (BTMPV) und für technische Vormischung (BTMTV)
bei 25g/s Luft und 300◦C Vorheizung
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dem Drallerzeuger befestigten Brennstoffzuführungsleitungen (siehe Abbil-
dung 3.5). Ob diese Modifikationen einen in der Modellierung der BTM zu be-
rücksichtigen Einfluss haben, zeigt der Vergleich beider BTM in Abbildung 7.7.
Hier sind die BTM für die drei Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und
1.875dB bei einer Durchströmung mit 25g/s Luft aufgeheizt auf 300 ◦C zu se-
hen. Die Amplitude des T11-, T12- und T22- Elementes weist für steigende Fre-
quenzen eine leichte Zunahme des Unterschiedes zwischen den beiden ver-
wendeten Brennern auf. Die Amplitude des T21- Elementes und das Phasen-
verhalten unterscheiden sich dagegen kaum. Da die Unterschiede über einen
weiten Frequenzbereich sehr klein sind und das Modell im höheren Frequenz-
bereich teilweise deutlichere Abweichungen aufweist (zu sehen im Amplitu-
denverlauf des T21- und T22- Elementes in Abbildung 7.4), wird auf eine zu-
sätzliche Modellierung der BTMTV verzichtet.

Grundsätzlich wäre auch für diesen Brenner eine geometrienahe Modellie-
rung möglich. In Abbildung 3.5 sind die Brennstoffzuführungsleitungen zu se-
hen, die die Querschnittsfläche im Plenum teilweise versperren und somit zu
einer Teilreflexion der akustischen Wellen führen. Diese Versperrungen könn-
ten durch eine Folge von zusätzlichen Rohrelementen und Querschnittsveren-
gungen im Plenum abgebildet werden. Eventuell besteht noch die Notwendig-
keit des Anpassens der Parameter ζ und Leff.

7.1.3 Variation der Betriebszustände

Eine Variation der Luftzahl oder der Leistung bringt eine Änderung des Luft-
massenstroms ṁL zur Bestimmung der Brennertransfermatrix mit sich. Die
maximale Änderung bei 300 ◦C aufgeheizter Luft beträgt im Vergleich zu
ṁL = 25g/s, entsprechend dem Massenstrom bei 50kW und λ= 1.4, für die
untersuchte Variation der Luftzahl 14% beziehungsweise der Leistung 20%.
Damit ändert sich die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Schallwelle in Strö-
mungsrichtung lediglich um maximal ∆ (c+uB) = 1.87% und entgegen der
Strömungsrichtung um ∆ (c−uB) =−2.32% bei einer Schallgeschwindigkeit
von c =p

κRT = 480m/s. Auf Grund dieser geringen Abweichungen ist zu er-
warten, dass sich die BTM im untersuchten Luftzahl- und Leistungsbereich
kaum ändern. In Abbildung 7.8 und 7.9 sind die BTM bei Luftmassenströmen,
die der Luftzahlvariation beziehungsweise der Variation der Leistung entspre-
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chen, dargestellt. In beiden Abbildungen wird die Annahme geringer Unter-
schiede bestätigt.

Eine genauere Betrachtung des Netzwerkmodells zeigt, dass die Brennertrans-
fermatrizen bei konstanter Temperatur aber variierendem Massenstrom nur
von letzterem abhängen. Die Parameter Leff und ζ ändern sich nicht. So-
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0 200 400 600
0

2

4

6

8

10

|TM
12
|

0 200 400 600
0

1

2

3

4

5

|TM
21
|

0 200 400 600
0

1

2

3

4

5

|TM
22
|

0 200 400 600
−π

0

π

∠
T

M
11

0 200 400 600
−π

0

π

∠
T

M
12

0 200 400 600
−π

0

π

Frequenz [Hz]

∠
T

M
21

0 200 400 600
−π

0

π

Frequenz [Hz]

∠
T

M
22

Abbildung 7.8: Vergleich der BTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlän-
ge LM = 1.875dB für perfekte Vormischung bei verschiedenen Luftmassenströ-
men (entsprechend den Massenströmen bei Variation der Luftzahl) und 300◦C
Vorheizung
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Abbildung 7.9: Vergleich der BTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohr-
länge LM = 1.875dB für perfekte Vormischung bei verschiedenen Luftmassen-
strömen (entsprechend den Massenströmen bei Variation der Leistung) und
300◦C Vorheizung

mit sollte sich ein variierender Massenstrom, im Wesentlichen nach Glei-
chung 2.47, lediglich in dem von der Machzahl abhängigen T12-Element aus-
wirken. Da die Machzahl mit einem Wert von maximal 0.1 sehr klein ist, sind
die größten Unterschiede im niedrigen Frequenzbereich zu erwarten. Mit stei-
gender Frequenz dominiert der Imaginärteil, der unabhängig vom Massen-
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Abbildung 7.10: Vergleich der modellierten BTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und
der Mischrohrlänge LM = 1.875dB für perfekte Vormischung bei verschiede-
nen Luftmassenströmen (entsprechend den Massenströmen bei Variation
der Leistung) und 300◦C Vorheizung

strom ist. In Abbildung 7.10 sind die modellierten BTM bei Luftmassenströ-
men, die der Variation der Leistung entsprechen, dargestellt. Erwartungsge-
mäß ist der Einfluss des variierenden Massenstroms nur im T12-Element sicht-
bar. Dieser ist, wie auch schon die experimentell ermittelten BTM zeigen, sehr
gering.
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7.2 Flammenmodell für perfekt vorgemischte Flammen

Die Modellierung der FTFPV erfolgt mit einer physikalisch basierten Fitfunk-
tion 7.4, deren Grundidee von Freitag [Fre09] vorgeschlagen und dann von
Hauser [Hau14] weiterentwickelt wurde. Der erste Term der Gleichung enthält
ein einfaches Zeitverzugsmodell e iωτ, das zur Beschreibung von Wärmefreiset-
zungsschwankungen als Antwort der Flamme auf Geschwindigkeitsschwan-
kungen am Brenneraustritt interpretiert werden kann. Dieses Zeitverzugsmo-
dell ist mit einem Verzögerungsglied zweiter Ordnung gekoppelt. In der Rege-
lungstechnik ist es als PT2-Glied bekannt. Das Glied bewirkt einen Peak bei der
Frequenz f = 1

2π·α2
mit einer Amplitude≶ 1, abhängig vom Dämpfungsparame-

ter α1. Der zweite Term enthält zwei Zeitverzugsmodelle mit einer Gaußschen
Wahrscheinlichkeitsverteilung des Zeitverzugs e iωτ− 1

2ω
2σ2

, dabei beschreibt σ
die Standardabweichung. Es wird angenommen, dass dieser Term Geschwin-
digkeitsschwankungen auf Grund von Schwankungen der Wirbelstärke be-
schreibt. Die beiden Zeitverzugsmodelle des zweiten Terms haben ein ent-
gegengesetztes Vorzeichen und ermöglichen somit eine konstruktive bezie-
hungsweise destruktive Überlagerung zweier Mechanismen mit unterschied-
lichen Zeitverzügen.

F T FPV (ω) = e−iωτ1

1+α1iω+ (α2iω)2︸ ︷︷ ︸
Term 1

+n · (e−iωτ2− 1
2ω

2σ2
2 −e−iωτ3− 1

2ω
2σ2

3)︸ ︷︷ ︸
Term 2

(7.4)

7.2.1 Variation der Geometrieparameter

In Tabelle 7.3 sind die Flammenparameter für perfekt vorgemischte Flammen
der drei Drallerzeuger mit Faxial = 30%, 50% und 100% und mit den drei Misch-
rohren der Länge LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB für einen Betriebszu-
stand von 50kW und λ= 1.4 angegeben. Die Parameter wurden so gewählt,
dass sie die experimentellen FTFPV bei variierender Mischrohrlänge LM und
freier axialer Querschnittsfläche Faxial bestmöglich repräsentieren. Alle Para-
meter folgen unter einem gegebenen Faxial bei steigendem beziehungsweise
abnehmendem LM einem Trend. Dieser Trend lässt sich allerdings nicht unbe-
dingt mit den in Abschnitt 5.2 beschriebenen Flammeneigenschaften in Zu-
sammenhang bringen. Eine bei abnehmendem LM zunehmende axiale Ver-
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schiebung von xOHmax stromab in die Brennkammer für den Drallerzeuger mit
Faxial = 30% beispielsweise kann zwar mit größer werdenden Zeitverzügen τ2

und τ3 physikalisch sinnvoll beschrieben werden, die Abnahme von τ1 da-
gegen lässt sich mit xOHmax oder xRZ nicht physikalisch begründen. Ähnlich
verhält es sich für die beiden anderen Drallerzeuger. Die Parameter σ2 und
σ3, die die Zeitverzugsverteilung repräsentieren, sind für die Drallerzeuger
mit Faxial = 50% und 100% im Vergleich zu den Zeitverzugsverteilungen des
Drallerzeugers mit Faxial = 30% sehr klein. Dies spiegelt im Gegensatz zu den
Zeitverzügen τ eine Übereinstimmung mit den in Abschnitt 5.2 beschriebe-
nen Flammenformen wider. Die scheibenförmigen Flammen der Drallerzeu-
ger mit Faxial = 50% und 100% sind eher kompakt. Sie führen somit im Vergleich
zur V-förmigen Flamme des Drallerzeugers mit Faxial = 30% zu einer kleineren
Zeitverzugsverteilung der akustischen Geschwindigkeitsschwankungen.

Tabelle 7.3: Parameter des Flammenmodells für die perfekte Vormischung bei 50kW mit
λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung (τ und σ in ms)

Faxial LM/dB τ1 α1 α2 n τ2 σ2 τ3 σ3

100%

0.625 1.74 2.08 1.08 1.18 1.28 0.12 2.29 0.12

1.250 1.67 1.03 0.86 1.06 1.10 0.15 2.15 0.15

1.875 1.55 0.75 0.78 0.88 0.90 0.20 2.00 0.20

50%

0.625 1.40 0.30 0.50 0.90 0.90 0.20 1.80 0.20

1.250 1.25 0.37 0.58 0.70 0.85 0.15 1.85 0.15

1.875 1.10 0.40 0.60 0.50 0.80 0.10 1.90 0.10

30%

0.625 1.09 3.50 2.50 1.15 1.30 0.44 3.60 0.59

1.250 1.43 1.94 1.68 1.03 1.22 0.37 3.54 0.49

1.875 1.80 1.50 1.40 0.90 1.14 0.30 3.48 0.40

In Abbildung 7.11 sind neben dem Vergleich von experimenteller und mo-
dellierter FTFPV auch die beiden Terme des Modellierungsansatzes beispiel-
haft für den Drallerzeuger mit Faxial = 100% und LM = 0.625dB dargestellt. Es ist
deutlich zu erkennen, dass der erste Term, der die Geschwindigkeitsschwan-
kungen am Brenneraustritt mit den Wärmefreisetzungsschwankungen der
Flamme in Zusammenhang bringt, den größten Einfluss im niedrigen Fre-
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7.2 Flammenmodell für perfekt vorgemischte Flammen

quenzbereich hat. Der zweite Term des Modells, die Überlagerung zweier Zeit-
verzugsverteilungsmodelle, die Geschwindigkeitsschwankungen auf Grund
von Schwankungen der Wirbelstärke repräsentieren, wirkt sich im Bereich hö-
herer Frequenzen auf die FTFPV aus. Dieser Wechsel der Einflussmechanismen
auf die Flammentransferfunktion konnte auch schon in den Untersuchungen
von Auer [Aue05] und Freitag [Fre09] beobachtet werden. Für Str ≈ 0.07 ist der
Phasenunterschied zwischen beiden Termen etwa π und führt in der Amplitu-
de der FTFPV zu einem Minimum. Es liegt hier also eine destruktive Überlage-
rung beider Terme und somit der beiden auf die Wärmefreisetzung wirkenden
Mechanismen vor.
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Abbildung 7.11: Experimentelle FTFPV (FTFExperiment), modellierte FTFPV (FTFModell) und die
zwei Terme der modellierten FTFPV (FTFTerm1 und FTFTerm2) des Drallerzeu-
gers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 0.625dB bei 50kW mit
λ= 1.4

Abbildung 7.12 zeigt den Vergleich zwischen den experimentellen und mo-
dellierten FTFPV für die drei freien axialen Querschnittsflächen und Misch-
rohrlängen bei einem Betriebszustand von 50kW und λ= 1.4 für Faxial = 100%
und 50% sowie der Luftzahl λ= 1.45 für Faxial = 30% (auf Grund der Stabilisie-
rungsposition der Flamme im Brenner für das lange Mischrohr). Sowohl die
Amplituden als auch die Phasen werden von dem entsprechenden Modell in
guter Übereinstimmung mit dem Experiment beschrieben. Wie schon in Ab-
schnitt 6.1 diskutiert wird, hat die Konizität tanαM = ∆r

LM
der Mischrohre, mit∆r

als Differenz zwischen dem Eintritts- und Austrittsradius und der Mischrohr-
länge LM, einen deutlichen Einfluss auf die Flammenform und somit auch auf
die FTFPV. Ein weiterer wesentlicher Einflussparameter der FTFPV ist die axiale
Position der maximalen OH∗-Chemilumineszenzintensität xOHmax. Dieser Pa-
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Abbildung 7.12: Vergleich der experimentellen FTFPV der Drallerzeuger mit Faxial = 100%
(oben), 50% (mittig) und 30% (unten) und den Mischrohrlängen
LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB (Experiment) mit dem entsprechen-
den Flammenmodell (Modell) bei 50kW mit λ= 1.4 beziehungsweise
λ= 1.45 für den Drallerzeuger mit Faxial = 30% und 300◦C Vorheizung

rameter wurde schon von Russ et al. [RMB07] verwendet, um Zeitverzüge ma-
gerer Vormischflammen zu skalieren und um darauf aufbauend ein Flammen-
modell zu entwickeln. Ebenso konnten Alemela et al. [AFH+10] xOHmax nutzen,
um Skalierungsregeln für die Parameter ihres Flammenmodells abzuleiten. Ei-
ne Analyse der Flammenparameter aus Tabelle 7.3 für jede freie axiale Quer-
schnittsfläche zeigt, dass die Parameter α1 und α2 linear von der Konizität der
Mischrohre abhängen. Alle anderen Flammenparameter: τ1, n, τ2, σ2, τ3 und
σ3 sind lineare Funktionen der Summe aus der Mischrohrlänge und der Po-
sition maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität. Diese Zusammenhänge
sind in Abbildung 7.13 beispielhaft für den Drallerzeuger mit Faxial = 100% und
den drei Mischrohren mit LM = 0.625dB, LM = 1.250dB und 1.875dB dargestellt.
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Abbildung 7.13: Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB bis 1.875dB bei 50kW
mit λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung normalisiert mit den entsprechenden Pa-
rameteren des Drallerzeugers mit dem LM = 1.875dB Mischrohr

Die Interpolationsfunktionen sowie die linearen Zusammenhänge der ande-
ren beiden Drallerzeuger mit Faxial = 30 und 50% befinden sich im Anhang F.
Zu beachten ist, dass alle Parameter mit den jeweiligen Parametern des Bren-
ners mit dem längsten Mischrohr LM = 1.875dB normalisiert sind. Die norma-
lisierten Parameter sind mit einem * gekennzeichnet.

Wie auch schon für die Parameter des Brennermodells ist die Interpolation
der Flammenparameter in einem gegebenen Geometriebereich notwendig,
um die Brennergeometrie für ein bestimmtes Verbrennungssystem optimie-
ren zu können. Auf Grund der Variation der Flammenform von scheiben- zu
V-förmig für abnehmende freie axiale Querschnittsflächen ist eine Interpola-
tion der Flammenparameter für Faxial nicht möglich. Dagegen scheint eine In-
terpolation der Parameter in Abhängigkeit von LM +xOHmax für die Mischrohr-
länge machbar. Um dies zu überprüfen, wurde xOHmax für LM = 0.9375dB und
LM = 1.5625dB linear interpoliert und aus den linearen Interpolationsfunktio-
nen die Flammenparameter für die beiden Mischrohre bestimmt. Die gute Be-
schreibung der experimentell bestimmten FTFPV mit den durch Interpolati-
on ermittelten FTFPV, zu sehen in Abbildung 7.14 für Faxial = 100%, rechtfer-
tigt die Verwendung der interpolierten Flammenparameter für den Geome-
trieparameter LM. Eine experimentelle Validierung der Interpolationsfunktio-
nen für Faxial = 30% und 50% ist nicht erfolgt, scheint aber auf Grund der Mög-
lichkeit, die Flammenparameter ähnlich dem Drallerzeuger mit Faxial = 100%
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Abbildung 7.14: Validierung des Flammenmodells für die experimentellen FTFPV des Dral-
lerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.9375dB und
1.5625dB (Experiment) mit dem entsprechenden Modell (Modell) bei 50kW
mit λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

in linearer Abhängigkeit von ∆r
LM

und LM +xOHmax darstellen zu können (siehe
Anhang F), durchführbar.

Da sowohl die Parameter des Brenner- als auch des Flammenmodells in ei-
nem gegebenen Geometriebereich mit linearen Funktionen beschreibbar und
zuverlässig interpolierbar sind, ist die Voraussetzung für eine Optimierung der
Brennergeometrie bei perfekt vorgemischten Flammen eines bestimmten Be-
triebszustandes im Rahmen von linearen Stabilitätsuntersuchungen gegeben.

7.2.2 Variation der Betriebszustände

Eine Erweiterung der Optimierung für eine bestimmte Brennergeometrie auf
den Betriebszustand ist mit dem gewählten Flammenmodell (Gleichung 7.4)
ebenfalls möglich. Dies wird im Folgenden am Beispiel des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB für eine Variation der Leis-
tung und Luftzahl gezeigt. In den Abbildungen 7.15 und 7.16 ist bei einer Leis-
tung von 50kW und den Luftzahlen λ= 1.3 ... 1.6 beziehungsweise einer Luft-
zahl von λ= 1.4 und den Leistungen 40 ... 55kW der Vergleich zwischen den
experimentellen und modellierten FTF bei perfekter Vormischung dargestellt.
Für beide Variationen ist das Modell in der Lage, sowohl die Amplituden als
auch die Phasen in guter Übereinstimmung wiederzugeben.
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In Tabelle 7.4 sind die Parameter des Flammenmodells für die verschiedenen
Betriebszustände angegeben. Ähnlich den Flammenparametern bei Variati-
on der Brennergeometrie folgen die Parameter mit steigender Leistung bezie-
hungsweise Luftzahl einem Trend. Lediglich die Parameter α1 und α2 neh-
men bei variierender Leistung einen konstanten Wert von α1 = 0.75ms und
α2 = 0.78ms an. Dies erscheint bei Betrachtung der Minima der Flammen-
transferfunktion in Abbildung 7.16 auch sinnvoll, da die Lage des Minimus,
die mit diesen beiden Parametern ebenfalls bestimmt wird, für alle Leistungen
bei etwa 200 Hz liegt. Im Gegensatz dazu ist das Minimum bei Variation der
Luftzahl für steigende λ zu kleineren Frequenzen verschoben. Dieses Verhal-
ten wird mit dem steigenden Parameter α2 über den Zusammenhang f = 1

2π·α2

vom Modell entsprechend wiedergegeben.

Tabelle 7.4: Parameter des Flammenmodells für die perfekte Vormischung bei Variation der
Leistung und der Luftzahl des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohr-
länge LM = 1.875dB (τ und σ in ms)

Luftzahl Leistung τ1 α1 α2 n τ2 σ2 τ3 σ3

1.4

40kW 1.80 0.75 0.78 0.65 0.98 0.16 2.10 0.16

45kW 1.64 0.75 0.78 0.80 0.94 0.18 2.05 0.18

50kW 1.55 0.75 0.78 0.88 0.90 0.20 2.00 0.20

55kW 1.42 0.75 0.78 0.98 0.85 0.22 1.94 0.22

1.3

50kW

1.49 0.66 0.70 0.79 0.75 0.188 1.80 0.188

1.4 1.55 0.75 0.78 0.88 0.90 0.200 2.00 0.200

1.5 1.64 0.89 0.90 1.00 1.13 0.215 2.33 0.215

1.6 1.79 1.12 1.08 1.20 1.50 0.240 2.86 0.240

Auch die Flammenparameter bei verschiedenen Betriebszuständen lassen
sich mit linearen Funktionen in Abhängigkeit von LM +xOHmax beschreiben.
Dies erfolgt auf Grund der identischen Brennergeometrie mit ∆r

LM
= konstant

ebenfalls fürα1 undα2. In Abbildung 7.17 sind diese Zusammenhänge gezeigt.
Dabei sind die Parameter bei Variation der Luftzahl normiert mit den Parame-
tern für λ = 1.3 und bei variierender Leistung mit den Parametern des 40kW
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Abbildung 7.15: Vergleich der experimentellen FTFPV (Experiment) des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei verschiedenen Luft-
zahlen mit dem entsprechenden Flammenmodell (Modell) bei 50kW und
300◦C Vorheizung

Betriebszustandes. Gekennzeichnet sind die normierten Parameter mit einem
*. Die entsprechenden linearen Funktionen befinden sich im Anhang G.
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Abbildung 7.16: Vergleich der experimentellen FTFPV (Experiment) des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei verschiedenen Leis-
tungen mit dem entsprechenden Flammenmodell (Modell) bei λ= 1.4 und
300◦C Vorheizung

Eine Validierung der Interpolationsfunktionen ist nicht erfolgt, scheint aber
auf Grund der linearen Abhängigkeit der Flammenparameter von LM +xOHmax

machbar zu sein.
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Abbildung 7.17: Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei perfekter Vormi-
schung normalisiert mit den entsprechenden Parameteren des Drallerzeu-
gers bei λ= 1.3 sowie 40kW.
Links: 50kW und den Luftzahlen λ= 1.3 bis 1.6
Rechts: λ= 1.4 und den Leistungen 40kW bis 55kW

Mit der Beschreibung der Brenner- und Flammenparameter durch lineare
Funktionen ist für die perfekte Vormischung die Möglichlichkeit gegeben, so-
wohl die Brennergeometrie als auch den Betriebszustand im Rahmen des un-
tersuchten Interpolationsbereiches für ein bestimmtes Verbrennungssystem
durch Stabilitätsanalysen zu optimieren.

7.3 Flammenmodell für technisch vorgemischte Flammen

Dem Vorschlag von Schuermans et al. [SBG+04] und Freitag [Fre09] folgend,
sollten Flammentransferfunktionen technisch vorgemischter Flammen FTFTV

aus den Flammeneigenschaften perfekter Vormischflammen FTFPV und dem
Einfluss der Gemischzusammensetzungschwankungen FTFφ darstellbar sein.
Die experimentelle Bestimmung von FTFφ in Abschnitt 6.3 lässt vermuten,
dass die Gemischzusammensetzungschwankungen mit einem einfachen Zeit-

verzugsmodell gemäß e iωτφ− 1
2ω

2σ2
φ zu beschreiben sind. Dementsprechend

wurde die Flammentransferfunktion perfekt vorgemischter Flammen, Glei-
chung 7.4, um dieses mit einem Verstärkungsfaktor nφ versehende Zeitver-
zugsmodell erweitert.
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F T FT V (ω) = e−iωτ1

1+α1iω+ (α2iω)2︸ ︷︷ ︸
Term 1

+n · (e−iωτ2− 1
2ω

2σ2
2 −e−iωτ3− 1

2ω
2σ2

3)︸ ︷︷ ︸
Term 2

−nφ · (e−iωτφ− 1
2ω

2σ2
φ)︸ ︷︷ ︸

Term 3

(7.5)

Unter Berücksichtigung des Grenzwertverhaltens der beiden Funktionen
FTFPV und FTFTV für sehr kleine Frequenzen (siehe Abschnitt 2.5) muss FTFφ
ein negatives Vorzeichen haben und der Verstärkungsfaktor nφ = 1 gesetzt wer-
den. Nur dann sind die beiden Abschätzungen

lim
ω→0

�F T F T V (ω) = 0 (7.6)

lim
ω→0

ϕF T Fφ (ω) = π (7.7)

mit FTFTV = FTFPV +FTFφ gewährleistet.

7.3.1 Variation der Geometrieparameter

Auf Grund der Annahmen, dass sich die FTFTV als Summe aus FTFPV und FTFφ
zusammensetzt und der ähnlichen Form und Position der Flamme, werden für
die Zeitverzüge τ2 und τ3 sowie den Zeitverzugsverteilungen σ2 und σ3 ähnli-
che Werte erwartet. Dies ist nicht der Fall für die Parameter τ1, α1 und α2, da
aus Abbildung 6.13 deutlich wird, dass das Minimum im niedrigen Frequenz-
bereich bei technischer Vormischung zu niedrigeren Frequenzen verschoben
ist als bei perfekt vorgemischten Flammen. Damit können die drei Parameter,
mit denen das Minimum im Wesentlichen modelliert wird, nicht die gleichen
Werte aufweisen. In Tabelle 7.5 sind sowohl die Flammenparameter für tech-
nisch (schwarz) als auch für perfekt vorgemischte Flammen (grau) des Draller-
zeugers mit Faxial = 100% und den drei Mischrohren der Länge LM = 0.625dB,
1.250dB und 1.875dB für einen Betriebszustand von 50kW und λ= 1.4 angege-
ben.

Wie erwartet, unterscheiden sich die Flammenparameter τ2, τ3, σ2 und σ3 im
Gegensatz zu den Parametern τ1, α1 und α2 nur geringfügig. Dies bestätigt
die Annahme einer ähnlichen Form und Position der Flamme bei perfekter
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Tabelle 7.5: Parameter des Flammenmodells für die technische Vormischung in schwarz und
zum Vergleich die Parameter bei perfekter Vormischung in grau bei 50kW mit
λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung (τ und σ in ms)

Faxial LM/dB τ1 α1 α2 n τ2 σ2 τ3 σ3 nφ τφ σφ

100%

0.625
1.40 1.30 1.90 1.50 1.30 0.12 2.40 0.12 1 2.85 0.14

1.74 2.08 1.08 1.18 1.28 0.12 2.29 0.12

1.250
1.25 1.00 1.60 1.28 1.20 0.15 2.32 0.15 1 3.00 0.20

1.67 1.03 0.86 1.06 1.10 0.15 2.15 0.15

1.875
1.00 0.90 1.50 0.90 1.05 0.20 2.20 0.20 1 3.22 0.30

1.55 0.75 0.78 0.88 0.90 0.20 2.00 0.20

und technischer Vormischung. Auch Schuermans et al. [SBG+04] können per-
fekt und technisch vorgemischte Flammen mit nur leichten Abweichungen der
Flammenparameter modellieren. Sie begründen diese Abweichungen mit ge-
ringen Unterschieden in der Flammenposition. Ihr Modellierungsansatz, auf
dem das hier verwendete Flammenmodell für technische Vormischung ba-
siert, führt trotz der abweichenden Flammenparameter zu einer guten Über-
einstimmung von Experiment und Modell. Die Werte des Parameters τφ neh-
men mit steigender Mischrohrlänge zu. Dies ist physikalisch sinnvoll, da Ge-
mischzusammensetzungsschwankungen, die im Drallerzeuger entstehen, für
größere LM eine längere Strecke bis zum Brenneraustritt zurücklegen müssen.
Auch die Zunahme von σφ mit steigendem LM verhält sich konform zu der in
Abschnitt 6.3 gemachten Beobachtung, der Reduzierung der Gemischzusam-
mensetzungsschwankungen bei Durchströmung längerer Mischrohre.

In Abbildung 7.18 sind neben der experimentellen und modellierten FTFTV

auch die drei Terme des Modellierungsansatzes beispielhaft für den Drall-
erzeuger mit Faxial = 100% und LM = 0.625dB dargestellt. Ähnlich dem Modell
der perfekten Vormischung hat der erste Term nur im niedrigen Frequenzbe-
reich Einfluss auf die FTFTV. Auf Grund nahezu gleicher Flammenparameter
des zweiten Terms ergeben sich für die Amplitude und Phase beider Modellie-
rungsansätze kaum Unterschiede. Der zusätzliche dritte Term hat im Amplitu-
denverlauf, wie auch schon in Abbildung 6.14 experimentell bestimmt wurde,
Einfluss auf den gesamten Frequenzbereich.
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Abbildung 7.18: Experimentelle FTFTV (FTFExperiment), modellierte FTF (FTFModell) und die
drei Terme der modellierten FTF (FTFTerm1, FTFTerm2 und FTFTerm3) des
Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 0.625dB bei
technischer Vormischung mit 50kW und λ= 1.4

Zu beachten ist in dieser Aufteilung allerdings, dass der dritte Term den
Einfluss der Gemischzusammensetzungsschwankungen nicht vollständig be-
schreibt, da nicht alle Parameter des Flammenmodells für perfekt vorgemisch-
te Flammen zur Modelierung der FTFTV übernommen werden konnten. Den-
noch ist der Modellierungsansatz geeignet, um die FTFTV zu beschreiben.

In Abbildung 7.19 sind experimentell und modellierte Flammentransfer-
funktionen des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und den Mischrohrlängen
LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB für einen Betriebszustand von 50kW und
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Abbildung 7.19: Vergleich der experimentellen FTF des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und
den Mischrohrlängen LM = 0.625dB, 1.250dB und 1.875dB (Experiment) mit
dem entsprechenden Flammenmodell (Modell) bei 50kW mit λ= 1.4 und
300◦C Vorheizung
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Abbildung 7.20: Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB bis 1.875dB bei 50kW
mit λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung normalisiert mit den entsprechenden Pa-
rameteren des Drallerzeugers mit dem LM = 1.875dB Mischrohr

λ= 1.4 im Vergleich dargestellt. Die gute Übereinstimmung ist sowohl für die
Amplitude als auch für die Phase erkennbar.

Abbildung 7.20 veranschaulicht für die Flammenparameter technisch vorge-
mischter Flammen die lineare Abhängigkeit der Parameter α1 und α2 von
∆r
LM

sowie der Parameter τ1, n, τ2, σ2, τ3, σ3, τφ und σφ von LM +xOHmax,
jeweils normiert mit den entsprechenden Parametern des längsten Misch-
rohres LM = 1.875dB (gekennzeichnet mit einem *). Da die Parameter,
ähnlich denen perfekt vorgemischter Flammen, mit linearen Funktionen
in Abhängigkeit der Brennergeometrie und der Position maximaler OH∗-
Chemilumineszenzintensität beschreibbar sind (siehe Anhang F), scheint
auch für die technische Vormischverbrennung die Interpolation der Flam-
menparameter und damit der FTFTV in einem gegebenen Geometriebereich
möglich. Dies ist, wie schon erwähnt, eine notwendige Voraussetzung zur
Durchführung von linearen Stabilitätsuntersuchungen.

7.3.2 Variation der Betriebszustände

Auch für die technische Vormischung ist eine Optimierung des Betriebszu-
standes für eine bestimmmte Brennergeometrie durch die lineare Interpola-
tion der Flammenparameter möglich. Dies wird hier ebenfalls für den Draller-
zeuger mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei variierender
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7.3 Flammenmodell für technisch vorgemischte Flammen

Leistung und Luftzahl gezeigt. Die Abbildungen 7.21 und 7.22 stellen bei einer
Leistung von 50kW und den Luftzahlen λ= 1.3 ... 1.6 beziehungsweise einer
Luftzahl von λ= 1.4 und den Leistungen 40 ... 55kW den Vergleich zwischen
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Abbildung 7.21: Vergleich der experimentellen FTFTV (Experiment) des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei verschiedenen Luft-
zahlen mit dem entsprechenden Flammenmodell (Modell) bei 50kW und
300◦C Vorheizung
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Modellierung der Brenner- und Flammeneigenschaften

Tabelle 7.6: Parameter des Flammenmodells für die technische Vormischung in schwarz und
zum Vergleich die Parameter bei perfekter Vormischung in grau bei Variation der
Leistung und der Luftzahl des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohr-
länge LM = 1.875dB (τ und σ in ms)

Luftzahl Leistung τ1 α1 α2 n τ2 σ2 τ3 σ3 nφ τφ σφ

1.4

40kW
1.22 0.90 1.50 0.68 1.22 0.15 2.15 0.15 1 3.26 0.54

1.80 0.75 0.78 0.65 0.98 0.16 2.10 0.16

45kW
1.07 0.90 1.50 0.82 1.11 0.18 2.18 0.18 1 3.24 0.38

1.64 0.75 0.78 0.80 0.94 0.18 2.05 0.18

50kW
1.00 0.90 1.50 0.90 1.05 0.20 2.20 0.20 1 3.22 0.30

1.55 0.75 0.78 0.88 0.90 0.20 2.00 0.20

55kW
0.90 0.90 1.50 1.00 0.97 0.22 2.22 0.22 1 3.20 0.19

1.42 0.75 0.78 0.98 0.85 0.22 1.94 0.22

1.3

50kW

0.90 0.93 1.46 0.81 0.90 0.190 2.00 0.190 1 3.10 0.31

1.49 0.66 0.70 0.79 0.75 0.188 1.80 0.188

1.4
1.00 0.90 1.50 0.90 1.05 0.200 2.20 0.200 1 3.22 0.30

1.55 0.75 0.78 0.88 0.90 0.200 2.00 0.200

1.5
1.15 0.86 1.58 1.02 1.28 0.220 2.50 0.220 1 3.45 0.28

1.64 0.89 0.90 1.00 1.13 0.215 2.33 0.215

1.6
1.40 0.78 1.70 1.21 1.70 0.250 3.02 0.250 1 3.80 0.25

1.79 1.12 1.08 1.20 1.50 0.240 2.86 0.240

den experimentellen und modellierten FTF bei technischer Vormischung dar.
Ähnlich der perfekten Vormischung ist das Modell in der Lage, für beide Varia-
tionen sowohl die Amplituden als auch die Phasen in guter Übereinstimmung
wiederzugeben.

Basierend auf den Annahmen, dass sich die FTFTV als Summe der FTFPV und
FTFφ darstellen lässt und der ähnlichen Form und Position der Flamme wer-
den für die Zeitverzüge τ2 und τ3 sowie die Zeitverzugsverteilungen σ2 und σ3

auch bei Variation des Betriebszustandes ähnliche Werte erwartet. In Tabel-
le 7.6 sind die Flammenparameter bei technischer Vormischung (schwarz) im
Vergleich zu den Parametern der perfekten Vormischung (grau) für den Drall-
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7.3 Flammenmodell für technisch vorgemischte Flammen

erzeuger mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB angegeben.
Sowohl bei variierender Leistung als auch bei variierender Luftzahl sind die
Unterschiede dieser Parameter gering. Auffallend ist die geringe Abnahme des
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Abbildung 7.22: Vergleich der experimentellen FTFTV (Experiment) des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei verschiedenen Leis-
tungen mit dem entsprechenden Flammenmodell (Modell) bei λ= 1.4 und
300◦C Vorheizung
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Zeitverzugs τφ bei steigender Leistung um etwa 1.84% im Vergleich zur deutli-
cheren Zunahme bei steigender Luftzahl mit etwa 22.58%. Die Zeitverzugsver-
teilung σφ nimmt in beiden Fällen ab, allerdings mit 35.19% bei der Variation
der Leistung und nur etwa 19.35% bei variierender Luftzahl. Eine Abschätzung
der Verzugszeit vom Drallerzeuger bis zu xOHmax mit der mittleren Brenneraus-
trittsgeschwindigkeit ūB liefert für die Variation der Leistung und der Luftzahl
den gleichen Trend. Somit erscheint dieses Parameterverhalten physikalisch
sinnvoll. Die Abnahme von σφ lässt sich bei gleicher Brennergeometrie nicht
mit Hilfe der Flammenausdehnung LF erklären, die sich bei beiden Variatio-
nen nur geringfügig (unter 6%) ändert. Somit ist dieses Parameterverhalten
entweder begründet durch mögliche Gradienten der Strömungsgeschwindig-
keit vom Drallerzeuger zur Flamme oder unterliegt dem teilweise Fit-basierten
Ansatz des Flammenmodells. Mit diesem Ansatz sind nicht alle Parameter mit
einem physikalischen Hintergrund erklärbar, sondern ergeben sich lediglich
als Fit-Parameter.

Wie schon erwähnt, sind die Voraussetzungen für eine Optimierung im Rah-
men der untersuchten Betriebszustände bei technischer Vormischung gege-
ben. Die dafür notwendigen linearen Zusammenhänge der Flammenparame-
ter in Abhängigkeit von LM +xOHmax sind in Abbildung 7.23 dargestellt. Die Pa-
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Abbildung 7.23: Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei technischer Vormi-
schung normalisiert mit den entsprechenden Parameteren des Drallerzeu-
gers bei λ= 1.3 sowie 40kW.
Links: 50kW und den Luftzahlen λ= 1.3 bis 1.6
Rechts: λ= 1.4 und den Leistungen 40kW bis 55kW
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rameter bei Variation der Luftzahl sind hierbei normiert mit den Parametern
für λ = 1.3 und bei variierender Leistung mit den Parametern des 40kW Be-
triebszustandes (gekennzeichnet mit einem *). Die entsprechenden linearen
Funktionen befinden sich im Anhang G.

Für den untersuchten Betriebsbereich ist bei technischer Vormischung eben-
falls keine Validierung der linearen Interpolationsfunktionen erfolgt.
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8 Bestimmung stabiler und instabiler
Eigenmoden

Das Treffen einer Aussage über das Stabilitätsverhalten eines bestimmten Ver-
brennungssystems mittels Stabilitätsanalysen erfordert neben möglichst exak-
ten Modellen der Brenner- und Flammeneigenschaften ebenfalls ein ausrei-
chend genaues Modell des Verbrennungssystems. In diesem Kapitel wird zur
Beurteilung der Stabilität ausgewählter Betriebszustände in dem modifizier-
ten Einzelbrennerversuchsstand zunächst das Netzwerkmodell des Versuchs-
standes mit integriertem Modell des Brenners und der Flamme validiert. Dar-
auf folgt die experimentelle Bestimmung stabiler und instabiler Eigenmoden,
die durch Anwendung der OLG-Methode nachgerechnet werden.

8.1 Modifikation des Versuchsstandes zur Erzeugung selbster-
regter Verbrennungsinstabilitäten

Um die Möglichkeit der Optimierung der Brennergeometrie durch Variation
der freien axialen Querschnittsfläche Faxial und der Mischrohrlänge LM für ein
bestimmtes Verbrennungssystem im Rahmen von Stabilitätsanalysen zu ge-
währleisten, muss sichergestellt sein, dass die Brennergeometrie unter be-
stimmten Bedingungen zu einer instabilen Verbrennung führt. Durch die An-
wendung der OLG-Analyse an einem Netzwerkmodell des entsprechenden
Verbrennungssystems muss die Instabilität zusätzlich wiedergegeben werden.
Dies wird an dem in Abschnitt 3.1 beschriebenen Einzelbrennerversuchs-
stand gezeigt. Da in dem mit einer reflexionsarmen, stromab liegenden Rand-
bedingung versehenen Versuchsstand keine selbsterregten Verbrennungsin-
stabilitäten auftreten, wurde die Randbedingung (Rohrsegment der Länge
LS = 16mm und Lochscheibe) durch eine Venturidüse [Eck04] ersetzt. Der ent-
sprechende Reflexionskoeffizient ist in Abbildung 8.1 über den untersuchten
Frequenzbereich von 0 . . . 700Hz dargestellt.
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Abbildung 8.1: Reflexionskoeffizient der Venturidüse bei 50kW,λ= 1.6 und 300◦C Vorheizung
(stabiler Betriebszustand)

8.2 Netzwerkmodell des Versuchsstandes ohne Verbrennung

Bevor Stabilitätsanalysen der Brennergeometrie am Einzelbrennerversuchs-
stand durchgeführt werden können, muss ein entsprechendes Netzwerk-
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Abbildung 8.2: Netzwerkmodell des Einzelbrennerversuchsstandes bei Verwendung einer re-
flexionsarmen Randbedingung (Lochscheibe) ohne Verbrennung
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8.2 Netzwerkmodell des Versuchsstandes ohne Verbrennung

modell erstellt und validiert werden. Die Validierung dieses Modells erfolgte
auf Grund der auftretenden Instabilitäten bei Verwendung der Düse als
Randbedingung mit der reflexionsarmen Randbedingung (Lochscheibe). In
Abbildung 8.2 ist das Netzwerkmodell des Versuchsstandes samt Brenner
zu sehen. Sowohl das Plenum als auch die Brennkammer sind durch Rohr-
elemente modelliert. Als Randbedingung wurde der frequenzabhängige,
experimentell bestimmte Reflexionskoeffizient (siehe Abbildung 3.2) verwen-
det. Aus diesem Modell des Versuchsstandes lassen sich an jedem Knoten die
akustischen Druckschwankungen p′ für einen gegebenen Frequenzbereich
berechnen.

Validierung des Netzwerkmodells ohne Verbrennung

Zunächst wird das Netzwerkmodell des Versuchsstandes für den Drallerzeuger
mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB ohne Verbrennung,
also nur bei Durchströmung von 25g/s auf 300 ◦C vorgeheizter Luft im Plenum
und auf etwa 200 ◦C abgekühlter Luft in der Brennkammer, validiert. Dazu
werden die Druckdaten an dem im Plenum liegenden Knoten 2 und dem Kno-
ten 63 in der Brennkammer mit den experimentell ermittelten Druckdaten
der sich an diesen Positionen befindenden Druckaufnehmern verglichen. Die
Anregungsamplitude im Netzwerkmodell wurde so gewählt, dass die expe-
rimentellen und modellierten Druckminima im Plenum aufeinanderliegen.
In Abbildung 8.3 sind die Amplituden- und Phasenverläufe im Plenum bei
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Abbildung 8.3: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ im Plenum
(xP =−0.655m am Knoten 2) des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experiment) und
mit dem Netzwerk modellierten (NWM) Daten mit 25g/s Luft bei 300◦C Vor-
heizung
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Abbildung 8.4: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ in der Brenn-
kammer (xBK =+0.450m am Knoten 63) des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experi-
ment) und mit dem Netzwerk modellierten (NWM) Daten mit 25g/s Luft bei
300◦C Vorheizung

xP =−0.655m und in Abbildung 8.4 in der Brennkammer bei xBK =+0.450m
im Fall der stromaufliegenden Anregung zu sehen. Hierbei entspricht die
Nullebene mit x0 = 0m dem Übergang vom Brenner in die Brennkammer.
Sowohl die Amplituden, insbesondere die Resonanzfrequenzen, als auch die
Phasen zeigen eine sehr gute Übereinstimmung der experimentellen und
modellierten Druckdaten. Es ist allerdings ebenfalls erkennbar, dass die mo-
dellierten Amplitudenwerte über den experimentellen Werten liegen und die
modellierten Phasenverläufe steiler verlaufen. Dies ist auf fehlende Dämpfung
im System zurückzuführen. Die verlustfrei modellierten Rohre im Plenum
scheinen dabei größere Auswirkungen zu haben als die in der Brennkammer,
in der die Druckdaten, besonders die Phasen, einen ähnlicheren Verlauf
haben. Vermutlich ist dies verursacht durch den verlustbehaftet modellier-
ten Brenner. Auf fehlender Dämpfung basierende Unterschiede zwischen
Modell und Experiment sind ebenfalls in den modellierten Druckdaten von
Neunert [Neu09] und Alemela et al. [AFH+10] zu sehen. Neunert konnte die
Abweichungen durch Ersetzen einzelner Teile seines Netzwerkmodells mit
experimentell bestimmten Transfermatrizen verbessern. Auf Grund der sehr
guten Modellierung der Brennertransfermatrizen (siehe Abschnitt 7.1) führt
ein Ersetzen des Brennermodells durch eine experimentelle Brennertransfer-
matrix zu keiner merklichen Verbesserung der Genauigkeit des verwendeten
Netzwerkmodells. Dies ist in Anhang H verdeutlicht. In [Ale09] wurde ge-
zeigt, dass durch die Verwendung von Rohrelementen, die thermo-viskose
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8.3 Netzwerkmodell des Versuchsstandes mit Verbrennung

Wandreibung berücksichtigen, eine sehr gute Übereinstimmung zwischen
experimentellen und modellierten Druckdaten erzielt werden kann. Dies ist
allerdings nur dann möglich, wenn ein zusätzlicher Dämpfungskoeffizient
zur Berücksichtigung der Wandrauhigkeit unrealistisch hohe Werte annimmt.
Auch für das hier verwendete Netzwerkmodell können die Druckdaten bei
Verwendung von verlustbehafteten Rohrelementen im Plenum und in der
Brennkammer in sehr gute Übereinstimmung gebracht werden (siehe An-
hang H). Da aber dieser dafür notwendige zusätzliche Dämpfungskoeffizient
unrealistisch hohe Werte annimmt und die Stabilität des untersuchten Ver-
brennungssystems bei Verwendung reibungsbehafteter Rohre qualitativ falsch
vorhergesagt wird (siehe Abschnitt 8.5), wird auf die Berücksichtigung der
thermo-viskosen Wandreibung bei der Stabilitätsanalyse verzichtet.

8.3 Netzwerkmodell des Versuchsstandes mit Verbrennung
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Abbildung 8.5: Netzwerkmodell des Einzelbrennerversuchsstandes bei Verwendung einer re-
flexionsarmen Randbedingung (Lochscheibe) mit Verbrennung
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Das Netzwerkmodell des Versuchsstandes mit Verbrennung unterscheidet
sich vom Netzwerkmodell ohne Verbrennung nur durch das mit Gleichung 7.4
beschriebene zusätzlich eingebrachte Flammenmodell. Unter Berücksichti-
gung einer höheren Temperatur in der Brennkammer können nun ebenfalls
akustische Druckschwankungen im Plenum und der Brennkammer berechnet
werden.

Validierung des Netzwerkmodells mit Verbrennung

Am Beispiel des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und einer Mischrohrlänge
von LM = 1.875dB erfolgt bei einem Betriebszustand von 50kW mit λ= 1.4
und 300 ◦C im Plenum sowie einer mittleren Temperatur von 1000 ◦C in der
Brennkammer nun die Validierung des Netzwerkmodells mit Verbrennung.
Dazu wurden die modellierten Druckschwankungen im Plenum am Knoten
2 mit den experimentellen Schwankungen an der Position xP =−0.655m und
in der Brennkammer am Knoten 64 mit denen an der Position xBK =+0.450m
verglichen. Die Anregungsamplitude im Netzwerkmodell wurde auch für
diesen Fall so gewählt, dass die experimentellen und modellierten Druck-
minima im Plenum aufeinanderliegen. Abbildungen 8.6 und 8.7 zeigen für
beide Positionen die modellierten und experimentellen Amplituden- und
Phasenverläufe, die sowohl im Plenum als auch in der Brennkammer gut
übereinstimmen. Ähnlich zu den Druckdaten ohne Verbrennung lässt sich
die Übereinstimmung bei Berücksichtigung thermo-viskoser Wandreibung
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Abbildung 8.6: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ im Plenum
(xP =−0.655m am Knoten 2) des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experiment) und
mit dem Netzwerk modellierten (NWM) Daten bei 50kW mitλ= 1.4 und 300◦C
Vorheizung
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Abbildung 8.7: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ in der Brenn-
kammer (xBK =+0.450m am Knoten 64) des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experi-
ment) und mit dem Netzwerk modellierten (NWM) Daten bei 50kW mitλ= 1.4
und 300◦C Vorheizung

verbessern. Dagegen führt das Ersetzen des Brenner- und Flammenmodells
mit einer experimentellen Transfermatrix des Brenners mit Flamme zu keiner
deutlicheren Verbesserung (siehe Anhang H).

8.4 Stabile und instabile Eigenmoden

Die Vorhersagefähigkeit des Netzwerkmodells mit integriertem Brenner- und
Flammenmodell über die Stabilität eines Betriebszustandes wurde am Bei-
spiel des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und einer Mischrohrlänge von
LM = 1.875dB überprüft. Dazu wurden im Einzelbrennkammerversuchsstand,
der stromab mit der bereits erwähnten Venturidüse als Randbedingung verse-
hen war, bei einer Leistung von 50kW und 300 ◦C Vorheizung Betriebszustände
mit den drei Luftzahlen λ= 1.4, 1.5 und 1.6 ohne Fremdanregung gefahren.
Zeitreihen des dynamischen Druckverlaufs und die entsprechenden durch
Fouriertransformation ermittelten Eigenfrequenzen sind in Abbildung 8.8 dar-
gestellt. Für λ= 1.4 ist das Auftreten einer Instabilität bei einer Eigenfrequenz
von etwa 491Hz deutlich erkennbar. Die Erhöhung der Luftzahl aufλ= 1.5 gibt
den Übergang von instabiler zu stabiler Verbrennung an. Bei diesem allgemein
stabilen Betriebszustand treten kurze Intervalle mit höheren Drücken auf. Für
λ= 1.6 liegt dann ein stabiler Betriebszustand mit geringen Drücken vor.
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Abbildung 8.8: Vergleich des Zeitsignals und des Amplitudenspektrums des Drallerzeugers
mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei 50kW, 300◦C Vor-
heizung und verschiedenen Luftzahlen

Die Berechnung der Stabilität erfolgt mit dem Netzwerkmodell mit Ver-
brennung ohne Berücksichtigung thermo-viskoser Wandreibung, in dem die
Brennkammer um die Länge des Sirenenrohres verkürzt ist. Das Anregungs-
element stromauf ist durch einen experimentell bestimmten Reflexionskoeffi-
zienten ersetzt worden und die Randbedingung stromab entspricht dem Re-
flexionskoeffizienten der Venturidüse (siehe Abbildung 8.1). Das Diagnoseele-
ment zur Beaufschlagung des Anregungssignals und Abgreifung des Antwort-
signals befindet sich im Brennkammerteil nach dem Knoten 66. Mit diesem
Netzwerkmodell können nach Anpassung der den Betriebszuständen entspre-
chenden Massenströmen und Temperaturen sowie den Parametern des Flam-
menmodells die Eigenfrequenzen mit der OLG-Analyse berechnet werden. In
Nyquist-Diagrammen kann zusätzlich die Stabilität der Eigenfrequenzen ver-
anschaulicht werden.
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Abbildung 8.9: Vergleich der Nyquist-Diagramme des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und
der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei 50kW, 300◦C Vorheizung und den Luft-
zahlen λ= 1.4, 1.5 sowie 1.6. Das weiß gefüllte Symbol entspricht der Eigen-
mode bei einer Frequenz von etwa 490Hz.

In Abbildung 8.9 sind für die drei Luftzahlen λ= 1.4, 1.5 und 1.6 die resul-
tierenden Nyquist-Diagramme dargestellt. Das Kreuz markiert den kritischen
Punkt −1 + i0, der Pfeil zeigt in Richtung steigender Frequenz und das weiß
gefüllte Symbol entspricht der jeweiligen Eigenmode bei einer Frequenz von
etwa 490Hz. Für λ= 1.4 befindet sich der kritische Punkt rechts von der OLG-
Kurve. Damit liegt für diesen Betriebszustand eine instabile Mode vor, die mit
dem Netzwerkmodell bei 490.5Hz detektiert wird. Dies entspricht der experi-
mentell ermittelten Eigenfrequenz von 491.3Hz. Die berechnete Wachstums-
rate ist WR = 1.091. Der Übergang der stabilen Mode zur instabilen erfolgt bei
etwa λ= 1.5 und ist im Nyquist-Diagramm durch einen sehr kleinen Abstand
zum kritischen Punkt ersichtlich. Mit dem Netzwerkmodell wird für diesen Be-
triebszustand eine Eigenfrequenz von 490.8Hz mit WR = 0.942 berechnet. Für
λ= 1.6 liegt der kritische Punkt links von der OLG-Kurve. Demnach handelt
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es sich um eine stabile Mode, die bei einer Frequenz von 490.5Hz mit einer
Wachstumsrate von WR = 0.757 detektiert wird.

In Tabelle 8.1 ist das Stabilitätsverhalten der untersuchten Betriebszustände
noch einmal aufgelistet. Es sind die experimentell ermittelten und die be-
rechneten Eigenfrequenzen sowie die mit Gleichung 2.80 berechneten Wachs-
tumsraten zu sehen.

Tabelle 8.1: Vergleich der experimentell ermittelten und mit der OLG-Methode berechneten
Eigenfrequenzen ωe im Einzelbrennerversuchsstand mit Düse

Betriebszustand ωE x per i ment ωOLG WR

50 kW 300◦C λ= 1.4 491.3 Hz 490.5 Hz 1.091

50 kW 300◦C λ= 1.5 stabil/instabil 490.8 Hz 0.942

50 kW 300◦C λ= 1.6 stabil 490.5 Hz 0.757

Die gute Übereinstimmung der Eigenfrequenzen sowie die qualitative Be-
stimmung der Stabilität mit Wachstumsraten WR > 1 für instabile Moden und
WR < 1 für stabile Moden verdeutlicht abschließend drei Sachverhalte:

• Es existiert unter bestimmten Bedingungen, wie einer angepassten Rand-
bedingung, eine Brennergeometrie, die zu selbsterregten Verbrennungs-
instabilitäten führt.

• Durch Variation des Betriebszustandes ist es möglich, diese Instabilitäten
zu unterdrücken.

• Das Netzwerkmodell liefert eine fast exakte Berechnung der Eigenfre-
quenz der auftretenden Mode und eine qualitiv richtige Wiedergabe des
Stabilitätsverhaltens.

Damit wurden die Voraussetzungen für eine Optimierungsprozedur der
Brennergeometrie durch Variation der freien axialen Querschnittsfläche und
der Mischrohrlänge sowie der Variation des Betriebszustandes für ein be-
stimmtes Verbrennungssystem geschaffen.
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8.5 Sensitivitätsanalyse

Das Netzwerkmodell des Versuchsstandes bei Verwendung der Venturidü-
se als Randbedingung wird im Folgenden genutzt, um die Sensitivität der
verwendeten Brenner- und Flammentransfermatrizen, entweder experimen-
tell oder modelliert, auf die Stabilität zu untersuchen. Dazu wurde die Fre-
quenz der experimentell bestimmten instabilen Eigenmode des Drallerzeu-
gers mit Faxial = 100% und dem Mischrohr der Länge LM = 1.875dB bei 50kW,
der Luftzahlλ= 1.4 und 300 ◦C Vorheizung verglichen mit der mittels der OLG-
Methode berechneten Eigenfrequenz und die Wachstumsrate bestimmt. In Ta-
belle 8.2 ist dieser Vergleich für verschiedene Kombinationen aus experimen-
tellen und modellierten Transfermatrizen zusammengefasst.

Tabelle 8.2: Vergleich der Wachstumsraten des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und dem
Mischrohr der Länge LM = 1.875dB bei 50kW, der Luftzahl λ= 1.4 und 300◦C Vor-
heizung

Modellierung ωE x per i ment ωOLG WR

BTMModell +FTMModell 491.3 Hz 490.5 Hz 1.091

BTMModell +FTMExperiment 491.3 Hz 492.1 Hz 0.958

BTMExperiment +FTMModell 491.3 Hz 492.9 Hz 1.133

BTMExperiment +FTMExperiment 491.3 Hz 491.4 Hz 1.123

BFTMExperiment 491.3 Hz 491.9 Hz 1.132

BTMModell +FTMModell +Dämpfung 491.3 Hz 492.4 Hz 0.551

BFTMExperiment +Dämpfung 491.3 Hz 492.9 Hz 0.494

Bei allen untersuchten Kombinationen kann die Eigenfrequenz in gu-
ter Übereinstimmung mit dem Experiment wiedergegeben werden. Qua-
litativ richtig mit einer Wachstumsrate WR > 1 wird die Stabilität für
die komplette Modellierung von BTM und FTM (WR = 1.091), für die
Kombination BTMExperiment +FTMModell (WR = 1.133) sowie für die beiden
experimentellen Varianten BTMExperiment +FTMExperiment (WR = 1.123) und
BFTMExperiment (WR = 1.132) bestimmt. Deutlich wird hierbei, dass die

133



Bestimmung stabiler und instabiler Eigenmoden

Wachstumsrate bei alleiniger Verwendung der Transfermatrixmodelle klei-
ner ist als bei teilweiser oder kompletter Ersetzung durch experimentel-
le Transfermatrizen. Trotz der guten Übereinstimmung zwischen experi-
menteller und modellierter BTM (siehe Abbildung 7.4) führt die Kom-
bination BTMModell +FTMExperiment zu einer Wachstumsrate WR < 1 und
sagt somit eine stabile Mode voraus. Ein Vergleich der Wachstumsraten
der beiden Fälle BTMModell +FTMModell und BTMModell +FTMExperiment so-
wie BTMExperiment +FTMModell und BTMExperiment +FTMExperiment lässt vermu-
ten, dass durch die modellierte FTM Schwankungen stärker angefacht
werden als durch die FTMExperiment. Dahingegen zeigt der Vergleich der
Wachstumsraten der BTMModell +FTMModell und BTMExperiment +FTMModell so-
wie BTMModell +FTMExperiment und BTMExperiment +FTMExperiment, dass die mo-
dellierte BTM auf Grund größerer Dämpfung zu kleineren Wachstumsraten
führt. Diese zu starke Dämpfung beziehungsweise Anfachung der modellier-
ten Transfermatrizen scheint sich bei gleichzeitiger Verwendung der model-
lierten BTM und FTM teilweise zu kompensieren. Hierbei überwiegen aller-
dings die dämpfenden Effekte der BTMModell.

Die Berücksichtigung thermo-viskoser Wandreibung im Plenum und in der
Brennkammer mit unrealistisch hohen Rauhigkeitswerten, die zu einer gu-
ten Übereinstimmung der Druckdaten führen (siehe Abbildung H.3 und H.4
in Anhang H), liefert sowohl für die Verwendung der experimentellen BFTM
(WR = 0.494) als auch für die Kombination BTMModell +FTMModell (WR = 0.551)
Wachstumsraten WR < 1. Dies zeigt, dass eine zusätzliche Dämpfung der
Rohrelemente trotz guter Übereinstimmung der Druckdaten das Dämpfungs-
verhalten des Versuchsstandes falsch wiedergibt. Somit kann diese Methode,
die Dämpfung zu berücksichtigen, nicht verwendet werden, um Stabilitäts-
analysen durchzuführen.
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9 Zusammenfassung

Ziel dieser Arbeit war es, mit einem modularen Brennersystem Voraussetzun-
gen zu schaffen, die eine Optimierung sowohl der Brennergeometrie als auch
des Betriebszustandes hinsichtlich der thermoakustischen Stabilität schon
in der Designphase für ein gegebenes, gasturbinenähnliches Verbrennungs-
system ermöglicht.

Basierend auf einem, am Lehrstuhl für Thermodynamik entwickelten, brenn-
stoffstoffflexiblen Brennerdesign, dessen Schwerpunkte die Flammenrück-
schlagssicherheit und niedrige Abgasemissionen sind, wurde ein skaliertes
Modell dieses Designs abgeleitet. Die Hauptbestandteile des Brenners sind
ein divergierend konischer Drallerzeuger sowie ein ebenfalls konisches, aber
konvergierendes Mischrohr. Die Optimierungsmöglichkeiten dieser Brenner-
geometrie sind durch eine variable Länge des Mischrohres und durch eine
variable freie axiale Querschnittsfläche an der Spitze des Drallerzeugers ge-
geben. Die akustischen Eigenschaften der verschiedenen Brennergeometrien
sowie die sich daraus ergebenen Unterschiede im Verhalten der Flamme wur-
den in einem atmosphärischen Einzelbrennerversuchsstand untersucht. Eine
Analyse der Geometrievariationen bei einem bestimmten Betriebszustand lie-
ferte einen vernachlässigbaren Einfluss der freien axialen Querschnittsfläche
auf die Brennerakustik, zeigte aber deutliche Auswirkungen der Mischrohrlän-
ge auf. Die Flammendynamik wird dagegen, auf Grund unterschiedlicher Ge-
schwindigkeitsprofile am Brenneraustritt, von beiden Geometrieparametern
beeinflusst. Die Untersuchungen zum Einfluss der Leistung und der Luftzahl
erfolgten sowohl für die perfekt als auch für die, in der Industrie relevanteren,
technisch vorgemischten Flammen. Dabei hatte die Variation der Leistung im
Vergleich zur Luftzahl kaum Auswirkungen auf die Flammendynamik.

Ein direkter Vergleich der Flammentransferfunktionen perfekt und technisch
vorgemischter Flammen ermöglichte das Abschätzen des Frequenzbereiches,
in dem die Gemischzusammensetzungsschwankungen einen relevanten Ein-
fluss haben. Zusätzlich konnte durch Subtraktion der Flammentransferfunk-
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tion perfekt vorgemischter Flammen von der Flammentransferfunktion tech-
nisch vorgemischter Flammen die Transferfunktion der Gemischzusammen-
setzungsschwankungen ermittelt und ein allgemeines Verhalten für das ver-
wendete Brennersystem abgeleitet werden.

Neben der Möglichkeit, durch Anpassung der Brennergeometrie und des Be-
triebszustandes die Flammendynamik deutlich zu beeinflussen, ist eine wei-
tere Voraussetzung für die Optimierung im Rahmen von Stabilitätsanalysen in
der Designphase das Vorhandensein von geometrieabhängigen Modellen zur
Beschreibung des Brennersystems und der Flammentransferfunktionen. Dazu
wurde ein eindimensionales Netzwerkmodell entwickelt, das durch die Ver-
wendung verschiedener akustischer Elemente sehr nah an die reale Brenner-
geometrie angelehnt ist. Das Modell enthält zwei linear von der Mischrohr-
länge abhängige Parameter und ist in der Lage, die Brennerakustik aller Bren-
nervariationen in sehr guter Übereinstimmung wiederzugeben. Die Untersu-
chung der Brennertransfermatrizen verschiedener Betriebszustände und Ar-
ten der Vormischung zeigten kaum Auswirkungen auf die Brennerakustik, so
dass das entwickelte Modell lediglich in Abhängigkeit der Mischrohrlänge ver-
wendet werden konnte. Die Modellierung der Flammentransferfunktionen er-
folgte über physikalisch basierte Fitfunktionen, deren Parameter linear von
den Geometrieparametern des Brenners und der Position maximaler OH∗-
Chemilumineszenzintensität abhängen. Sowohl mit dem Modell der perfekten
als auch mit dem der technischen Vormischflammen konnte bei Variation der
Brennergeometrie und der Leistung beziehungsweise der Luftzahl eine gute
Übereinstimmung zum Experiment erzielt werden.

Die lineare Abhängigkeit der Parameter des Brennermodells und der Flam-
menmodelle von der Brennergeometrie und den Eigenschaften der Flamme
ermöglicht zudem eine zuverlässige Interpolation der Parameter im unter-
suchten Geometrie-, beziehungsweise Leistungs- und Luftzahlbereich. Da-
durch ist eine Rückführung der im Rahmen von Stabilitätsanalysen gefunde-
nen optimalen Brenner- und Flammenparameter für ein gegebenes Verbren-
nungssystem auf die Brennergeometrie und den Betriebszustand möglich, die
zu thermoakustisch stabiler Verbrennung führen.
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Die Fähigkeit, eine Aussage über die Stabililtät eines Verbrennungssystems
treffen zu können, erfordert neben Modellen zur Beschreibung der Brenner-
akustik und der Flammendynamik auch ein ausreichend genaues Modell des
Verbrennungssystems. Dieses Netzwerkmodell des gesamten Verbrennungs-
systems muss im Rahmen der Optimierungsmöglichkeiten thermoakustisch
stabiles beziehunsgweise instabiles Verhalten vorhersagen können. Um die
Genauigkeit des Netzwerkmodells zu prüfen, wurde der Einzelbrennerver-
suchsstand modifiziert, so dass es für bestimmte Betriebszustände zur Aus-
bildung selbsterregter Verbrennungsinstabilitäten kam. Das experimentell er-
mittelte Stabilitätsverhalten wurde dann mit den berechneten Eigenfrequen-
zen und Wachstumsraten des Modells verglichen. Dabei zeigte sich, dass das
Netzwerkmodell in der Lage ist, die Eigenfrequenzen nahezu exakt und die
Stabilität des Verbrennungssystems qualitativ wiederzugeben.
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A Gleichungen des
Flammenlängenmodells

In diesem Abschnitt werden die von Alemelas Modell [AFH+10] abweichenden
Modellgleichungen angegeben.

Die laminare Brenngeschwindigkeit wird nach der Korrelation von Pe-
ters [Pet97] bestimmt. Über Alemelas Ansatz hinausgehend wird jedoch in
dieser Arbeit die in die Berechnung der Flammengeschwindigkeit sl(p,Tk,λ)
eingehende Temperatur des unverbrannten Gemischs Tk mit der Differenz
zwischen adiabater und diabater Flammentemperatur Tk = Tk − fLF · (Tad −Th)
korrigiert, um die Auswirkung des Enthalpieverlustes auf Grund der Einmi-
schung des abgekühlten Umgebungsfluids abzubilden. Für Flammentempe-
raturen unterhalb von 2000K sind Dissoziationseffekte vernachlässigbar, so
dass die Korrektur der Flammentemperatur auf diesem Wege vertretbar ist.

Der meridionale Winkel der Strombahn α0 bezüglich der Mittelachse des auf-
geplatzten Drallstrahles kann durch vereinfachte Betrachtung der radialen Im-
pulsbilanz nach Hirsch et al. [HFR+05] als:

α0 = arctan(0.9 ·Seff) (A.1)

betrachtet werden, wobei der Vorfaktor abweichend von dem Wert 1.1 an den
beobachteten Winkel angepasst wurde.

Weiterhin werden abweichend von Alemelas Formulierungen verallgemei-
nerte Turbulenzkorrelationen für Drallstrahlen nach Hirsch [Hir10] verwen-
det. Die Schwankungsgeschwindigkeit ist unter Berücksichtigung des Kernbe-
reichsfaktors fKern gegeben mit:

fKern = NS

cos(arctan(Seff)) ·cos(arctan(0.9 ·Seff))
(A.2)

u′

uB
=


u′

0
uB

+0.2 · fK er n
6.57 · x

dh
für x

dh
≤ 6.57

fK er n

1.315
fK er n

· dh
x

(A.3)
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und das turbulente Längenmaß lt ergibt sich aus:

lt

dh
= lt ,0

dh
+0.11 · fK er n · x

dh
. (A.4)

Der Kernbereichsfaktor fKern enthält die Zahl der Scherschichten Ns, die beim
aufgeplatzen Drallstrahl zwei beträgt. Die Cosinus-Funktionen im Nenner
stellen die Abbildung der meridionalen und azimuthalen Strombahnlänge in
den axialen Düsenabstand dar. Für verschwindenden Drall mit Ns = 1 und
Seff = 0 ergibt sich der Faktor 1 und man gelangt zu den Korrelationen des run-
den, unverdrallten Freistrahls.
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B Einbausituationen des Drallbrenners

In Abhängigkeit der verwendeten Mischrohrlänge verändert sich die Einbau-
situation des Drallbrenners. Dies führt für die beiden kurzen Mischrohre mit
LM = 0.625dB und 0.9375dB zu einer zusätzlichen Verengung des Plenums auf
80mm. In Abbildung B.1 sind die Einbausituationen des Drallbrenners bei Ver-
wendung verschiedener Mischrohrlängen dargestellt.
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Abbildung B.1: Einbausituationen des Drallbrenners
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C Einfluss der Flamme auf die BTM
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Abbildung C.1: BTM, BFTM und FTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohr-
länge LM = 1.875dB bei perfekter Vormischung mit 25g/s Luft beziehungswei-
se 50 kW, λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung
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Einfluss der Flamme auf die BTM
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Abbildung C.2: BTM, BFTM und FTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohr-
länge LM = 1.875dB bei technischer Vormischung mit 25g/s Luft beziehungs-
weise 50 kW, λ= 1.4 und 300◦C Vorheizung

In den Abbildungen C.1 und C.2 sind die Brennertransfermatrix ohne (BTM)
und mit Flamme (BFTM) sowie die Flammentransfermatrix (FTM) des Dral-
lerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei perfek-
ter und technischer Vormischung für 25g/s Luft beziehungsweise 50 kW, ei-
ner Luftzahl von λ= 1.4 und 300 ◦C Vorheizung zu sehen. Die Amplituden und
Phasen der Flammentransfermatrix zeigen deutlich, dass der wesentliche An-
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teil der Flammendynamik im T22-Element enthalten und somit stark tempe-
raturabhängig ist. Das T11-Element, das den Druck stromauf und stromab der
Flamme verknüpft, hat einen konstanten Amplitudenwert von etwa 1.64 und

entspricht dem Verhältnis von (ρc)auf

(ρc)ab
. Die Elemente T12 und T21 sind nahezu

null. Somit liegt keine Kopplung der Wärmefreisetzungsschwankung mit dem
akustischen Druck vor. Wäre dies der Fall, würden diese beiden Druck und
Geschwindigkeit koppelnden Elemente Werte deutlich größer als null anneh-
men [Sch03].

145





D Reproduzierbarkeit
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Abbildung D.1: Reproduzierbarkeit der BTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei perfekter Vormischung mit 25g/s Luft und
300◦C Vorheizung
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Reproduzierbarkeit

In den Abbildungen D.1, D.2 und D.3 sind jeweils an drei verschiedenen Tagen
gemessene Brennertransfermatrizen ohne (BTM) und mit Flamme (BFTM) so-
wie die Flammentransfermatrizen (FTM) des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei perfekter Vormischung für 25g/s
Luft beziehungsweise 50 kW, einer Luftzahl von λ= 1.4 und 300 ◦C Vorheizung
zu sehen. Die entsprechenden Flammentransferfunktionen (FTF) sind zusätz-
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Abbildung D.2: Reproduzierbarkeit der BFTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei perfekter Vormischung mit 50 kW, λ= 1.4
und 300◦C Vorheizung
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lich in Abbildung D.4 dargestellt. Sowohl das Verhalten der Amplituden als
auch der Phasen kann zuverlässig mit den verwendeten Messmethoden repro-
duziert werden. Lediglich die Phasen der FTM12- und FTM21- Elemente zeigen
einen irregulären, nicht reproduzierbaren Verlauf. Dies liegt an den sehr ge-
ringen Amplituden dieser Elemente, die bei kleinen akustischen Störungen zu
großen Abweichungen in der Phase führen.
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Abbildung D.3: Reproduzierbarkeit der FTM des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei perfekter Vormischung mit 50 kW, λ= 1.4
und 300◦C Vorheizung
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Reproduzierbarkeit
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Abbildung D.4: Reproduzierbarkeit der FTF des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei perfekter Vormischung mit 50 kW, λ= 1.4
und 300◦C Vorheizung
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E Parameter der Netzwerkmodelle

E.1 Netzwerkmodell des Brennersystems

Das modulare Brennersystem besteht aus einem Drallerzeuger und fünf un-
terschiedlich langen Mischrohren. Die variable Länge des Brenners führt ent-
sprechend Anhang B zu unterschiedlichen Einbausituationen, die bei der Mo-
dellierung des Brenners berücksichtigt werden. In den folgenden Tabellen E.1,
E.2, E.3 und E.4 sind die geometrischen sowie elementspezifischen Parameter
des in Abbildung 7.1 dargestellten Netzwerkmodells des Brennersystems für
die Bereiche: Plenum, Drallerzeuger, Schlitze und Mischrohr aufgelistet. Die
experimentell bestimmte Temperatur im Brenner wurde sowohl bei Betrieb
ohne als auch mit Verbrennung mit TB = 300 ◦C angenommen. Die hochge-
stellten Indizes 1 . . . 5 beziehen sich auf die Länge des jeweiligen Mischrohres
(siehe Seite 158).

Tabelle E.1: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Plenum

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 1 2 L = 0 mm 124.0

Verzweigung 2 3 29 124.0 121.2 10.5

Rohr 3 4 L = 8 mm 121.2 121.2

Querschnittsänderung 4 5

Leff
1 = 0mm 121.2 120.51

Leff
2 = 5mm 121.2 120.52

Leff
3 = 10mm 121.2 120.53

Leff
4 = 15mm 121.2 120.44

Leff
5 = 20mm 121.2 120.65
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Parameter der Netzwerkmodelle

Tabelle E.1: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Plenum

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 5 6

L123 = 12 mm 120.5123 120.5123

L4 = 13.75 mm 120.44 120.44

L5 = 11.25 mm 120.65 120.65

Querschnittsänderung 6 7

120.5123 119.4123

120.44 119.04

120.65 119.65

Rohr 7 8

L123 = 6 mm 119.4123 119.4123

L4 = 6.875 mm 119.04 119.04

L5 = 5.625 mm 119.65 119.65

Verzweigung 8 9 23

119.4123 119.4123

21.2119.04 119.04

119.65 119.65

Rohr 9 10

L123 = 6 mm 119.4123 119.4123

L4 = 6.875 mm 119.04 119.04

L5 = 5.625 mm 119.65 119.65

Querschnittsänderung 10 11

119.4123 117.4123

119.04 116.64

119.65 117.85

Rohr 11 12

L123 = 6 mm 117.4123 117.4123

L4 = 6.875 mm 116.64 116.64

L5 = 5.625 mm 117.85 117.85

Verzweigung 12 13 25

117.4123 117.4123

21.2116.64 116.64

117.85 117.85
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E.1 Netzwerkmodell des Brennersystems

Tabelle E.1: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Plenum

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 13 14

L123 = 6 mm 117.4123 117.4123

L4 = 6.875 mm 116.64 116.64

L5 = 5.625 mm 117.85 117.85

Querschnittsänderung 14 15

117.4123 115.0123

116.64 113.74

117.85 115.65

Rohr 15 16

L123 = 6 mm 115.0123 115.0123

L4 = 6.875 mm 113.74 113.74

L5 = 5.625 mm 115.65 115.65

Verzweigung 16 17 27

115.0123 115.0123

21.2113.74 113.74

115.65 115.65

Rohr 17 18

L123 = 6 mm 115.0123 115.0123

L4 = 6.875 mm 113.74 113.74

L5 = 5.625 mm 115.65 115.65

Querschnittsänderung 18 19

115.0123 112.3123

113.74 58.64

115.65 60.95

Rohr 19 20

L123 = 12 mm 112.3123 112.3123

L4 = 5 mm 58.64 58.64

L5 = 15 mm 60.95 60.95

Querschnittsänderung 20 21

112.3123 94.7123

58.64 58.64

60.95 60.95
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Parameter der Netzwerkmodelle

Tabelle E.1: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Plenum

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 21 22

L1 = 25 mm

94.7123 97.4123L2 = 15 mm

L3 = 5 mm

L4 = 0 mm 58.64 58.64

L5 = 0 mm 60.95 60.95

Randbedingung 22 R = 1

94.7123

58.64

60.95

Tabelle E.2: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Drallerzeuger

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 29 30 L = 8 mm 10.5 10.5

Querschnittsänderung 30 31 10.5 10.5

Rohr 31 32

L123 = 12 mm

10.5 10.5L4 = 13.75 mm

L5 = 11.25 mm

Querschnittsänderung 32 33

10.5 18.4123

10.5 21.14

10.5 16.75

Rohr 33 34

L123 = 6 mm 18.4123 18.4123

L4 = 6.875 mm 21.14 21.14

L5 = 5.625 mm 16.75 16.75
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E.1 Netzwerkmodell des Brennersystems

Tabelle E.2: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Drallerzeuger

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Verzweigung 34 24 35

18.4123

21.1

18.4123

21.14 21.14

16.75 16.75

Rohr 35 36

L123 = 6 mm 18.4123 18.4123

L4 = 6.875 mm 21.14 21.14

L5 = 5.625 mm 16.75 16.75

Querschnittsänderung 36 37

18.4123 26.0123

21.14 29.84

16.75 23.75

Rohr 37 38

L123 = 6 mm 26.0123 26.0123

L4 = 6.875 mm 29.84 29.84

L5 = 5.625 mm 23.75 23.75

Verzweigung 38 26 39

26.0123

21.2

26.0123

29.84 29.84

23.75 23.75

Rohr 39 40

L123 = 6 mm 26.0123 26.0123

L4 = 6.875 mm 29.84 29.84

L5 = 5.625 mm 23.75 23.75

Querschnittsänderung 40 41

26.0123 31.8123

29.84 36.54

23.75 29.05

Rohr 41 42

L123 = 6 mm 31.8123 31.8123

L4 = 6.875 mm 36.54 36.54

L5 = 5.625 mm 29.05 29.05
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Parameter der Netzwerkmodelle

Tabelle E.2: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Drallerzeuger

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Verzweigung 42 28 43

31.8123

21.2

31.8123

36.54 36.54

29.05 29.05

Rohr 43 44

L123 = 6 mm 31.8123 31.8123

L4 = 6.875 mm 36.54 31.84

L5 = 5.625 mm 29.05 29.05

Querschnittsänderung 44 45

31.8123

42.536.54

29.05

Rohr 45 46

L123 = 12 mm

42.5 42.5L4 = 5 mm

L5 = 15 mm

Querschnittsänderung 46 47 42.5 169

Tabelle E.3: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Mischrohr

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 47 48

L1 = 10.00 mm

42.5 42.5L2 = 8.33 mm

L3 = 6.67 mm

L4 = 5.00 mm

L5 = 3.33 mm

Querschnittsänderung 48 49 42.5 40.6
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E.1 Netzwerkmodell des Brennersystems

Tabelle E.3: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Mischrohr

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 49 50

L1 = 10.00 mm

40.6 40.6L2 = 8.33 mm

L3 = 6.67 mm

L4 = 5.00 mm

L5 = 3.33 mm

Querschnittsänderung 50 51 40.6 38.4

Rohr 51 52

L1 = 10.00 mm

38.4 38.4L2 = 8.33 mm

L3 = 6.67 mm

L4 = 5.00 mm

L5 = 3.33 mm

Querschnittsänderung 52 53 38.4 36.1

Rohr 53 54

L1 = 10.00 mm

36.1 36.1L2 = 8.33 mm

L3 = 6.67 mm

L4 = 5.00 mm

L5 = 3.33 mm

Querschnittsänderung 54 55 36.1 33.6

Rohr 55 56

L1 = 10.00 mm

33.6 33.6L2 = 8.33 mm

L3 = 6.67 mm

L4 = 5.00 mm

L5 = 3.33 mm

Querschnittsänderung 56 57 33.6 32.0
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Parameter der Netzwerkmodelle

Tabelle E.3: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Mischrohr

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 57 58

L1 = 10.00 mm

32.0 32.0L2 = 8.33 mm

L3 = 6.67 mm

L4 = 5.00 mm

L5 = 3.33 mm

Querschnittsänderung 58 59

ζūB
1 = 2.17 =̂ ζūBK = 1700

32.0 169.3

ζūB
2 = 2.11 =̂ ζūBK = 1650

ζūB
3 = 2.04 =̂ ζūBK = 1600

ζūB
4 = 1.98 =̂ ζūBK = 1550

ζūB
5 = 1.92 =̂ ζūBK = 1500

Rohr 59 60 L = 0 mm 169.3 169.3

Tabelle E.4: Parameter des Netzwerkmodells für das Brennersystem: Schlitze

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 23 24 L = 15 mm 21.2 21.2

Rohr 25 26 L = 15 mm 21.2 21.2

Rohr 27 28 L = 15 mm 21.2 21.2

1LM = 1.875dB
2LM = 1.5625dB
3LM = 1.250dB
4LM = 0.9375dB
5LM = 0.625dB
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E.2 Netzwerkmodell des Versuchsstandes

E.2 Netzwerkmodell des Versuchsstandes

Das Netzwerkmodell des Einzelbrennerversuchsstandes enthält neben dem
Brenner das Plenum, das Flammenmodell für die Modellierung mit Verbren-
nung und die Brennkammer sowie entsprechende Randbedingungen. Bei der
stromabliegenden Randbedingung handelt es sich entweder um die reflexi-
onsarme Randbedingung, realisiert mit einer in Abschnitt 3.1 beschriebenen
Lochscheibe oder der Venturidüse. Die folgenden Tabellen E.5, E.6 und E.7 lis-
ten die geometrischen sowie elementspezifischen Parameter der verwendeten
Elemente auf. Zwischen dem Plenum und der Brennkammer ist das Modell des
Brennersystems zu setzen. Hierbei ist zu beachten, dass das erste und letzte
Element des Brennersystems jeweils mit der Länge L = 0 durch das letzte Ele-
ment im Plenum beziehungsweise das erste Element in der Brennkammer zu
ersetzen ist.

Für die Modellierung des Versuchsstandes mit Verbrennung wird das Flam-
menmodell nach Gleichung 7.4 oder 7.5 mit den entsprechenden Flammen-
parametern am Knoten 62 in die Brennkammer eingebaut, so dass sich die
Knoten des Brennkammermodells um +1 verschieben.

Tabelle E.5: Parameter des Netzwerkmodells für das Plenum

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Randbedingung 1 RExperiment 124

Rohr 1 2 L = 710 mm 124 124

Rohr 2 3 L = 120 mm 124 124

Rohr 3 4 L = 180 mm 124 124

Rohr 4 5

L1 = 227 mm

124 124

L2 = 237 mm

L3 = 247 mm

L4 = 257 mm

L5 = 267 mm
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Parameter der Netzwerkmodelle

Tabelle E.6: Parameter des Netzwerkmodells für die Brennkammer mit reflexionsarmer Rand-
bedingung

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 62 63 L = 450 mm 169 169

Rohr 63 64 L = 90 mm 169 169

Rohr 64 65 L = 135 mm 169 169

Rohr 65 66 L = 55 mm 169 169

Querschnittsänderung 66 67 169 160

Rohr 67 68 L = 160 mm 160 160

Randbedingung 68 RExperiment 160

Tabelle E.7: Parameter des Netzwerkmodells für die Brennkammer mit Venturidüse als Rand-
bedingung

Element Knoten Parameter Durchmesser [mm]

i j k i j k

Rohr 62 63 L = 450 mm 169 169

Rohr 63 64 L = 90 mm 169 169

Rohr 64 65 L = 135 mm 169 169

Rohr 65 66 L = 55 mm 169 169

Randbedingung 66 RExperiment 169

1LM = 1.875dB
2LM = 1.5625dB
3LM = 1.250dB
4LM = 0.9375dB
5LM = 0.625dB
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F Modellierung der
Flammentransferfunktionen in
Abhängigkeit der Geometrieparameter

F.1 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des
Drallerzeugers mit Faxial = 100% bei Variation der Misch-
rohrlänge und bei perfekter Vormischung

Im Folgenden sind die linearen Interpolationsfunktionen der Flammenpara-
meter des Drallerzeugers mit Faxial = 100% bei Variation der Mischrohrlänge
und bei perfekter Vormischung mit einem Betriebszustand von 50 kW und
λ= 1.4 aufgelistet. Alle Parameter sind mit den entsprechenden Parametern
des LM = 1.875dB Mischrohres normiert und mit einem * gekennzeichnet.

Tabelle F.1: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% bei Variation der Mischrohrlänge und bei perfekter Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

α∗
2 α∗

2

(
∆r
LM

)∗ = 0.1937 ·
(
∆r
LM

)∗+0.8079

(α1/α2)∗ (α1/α2)∗
(
∆r
LM

)∗ = 0.4977 ·
(
∆r
LM

)∗+0.5009

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ =−1.0278 · (LM +xOHmax)∗+2.0253

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ =−0.3805 · (LM +xOHmax)∗+1.3800

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ =−0.4373 · (LM +xOHmax)∗+1.4354

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 0.2484 · (LM +xOHmax)∗+0.7558

σ∗
2 σ∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 1.2100 · (LM +xOHmax)∗−0.2103
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Modellierung der Flammentransferfunktionen in Abhängigkeit der Geometrieparameter

F.2 Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Draller-
zeugers mit Faxial = 50% bei Variation der Mischrohrlänge
und bei perfekter Vormischung

Abbildung F.1 zeigt die lineare Abhängigkeit der Flammenparameter von der
Konizität der Mischrohre ∆r

LM
und der Summe aus der Mischrohrlänge und der

Position maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität LM +xOHmax des Draller-
zeugers mit Faxial = 50% bei Variation der Mischrohrlänge von LM = 0.625dB bis
1.875dB für einen Betriebszustand von 50kW und λ= 1.4 bei perfekter Vormi-
schung.
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Abbildung F.1: Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 50% und den Mischrohrlängen LM = 0.625dB bis 1.875dB bei 50kW und
λ= 1.4 normalisiert mit den entsprechenden Parameteren des Drallerzeugers
mit dem LM = 1.875dB Mischrohr, gekennzeichnet mit einem *

F.3 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des
Drallerzeugers mit Faxial = 50% bei Variation der Misch-
rohrlänge und bei perfekter Vormischung

Tabelle F.2 enthält die linearen Interpolationsfunktionen der Flammenpara-
meter des Faxial = 50% Drallerzeugers bei Variation der Mischrohrlänge und bei
perfekter Vormischung. Alle Parameter sind mit den entsprechenden Parame-
tern des LM = 1.875dB Mischrohres normiert und mit einem * gekennzeichnet.
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F.4 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit Faxial = 50% bei
Variation der Mischrohrlänge und bei perfekter Vormischung

Tabelle F.2: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 50% bei Variation der Mischrohrlänge und bei perfekter Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

α∗
2 α∗

2

(
∆r
LM

)∗ =−0.0833 ·
(
∆r
LM

)∗+1.0833

(α1/α2)∗ (α1/α2)∗
(
∆r
LM

)∗ =−0.0501 ·
(
∆r
LM

)∗+1.0504

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ =−1.6713 · (LM +xOHmax)∗+2.6722

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ =−0.5698 · (LM +xOHmax)∗+1.5701

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ = 0.1100 · (LM +xOHmax)∗+0.8900

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 0.3798 · (LM +xOHmax)∗+0.6200

σ∗
2 σ∗

2 (LM +xOHmax)∗ =−2.0891 · (LM +xOHmax)∗+3.0902

F.4 Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Draller-
zeugers mit Faxial = 30% bei Variation der Mischrohrlänge
und bei perfekter Vormischung

Abbildung F.2 zeigt die lineare Abhängigkeit der Flammenparameter von der
Konizität der Mischrohre ∆r

LM
und der Summe aus der Mischrohrlänge und der

Position maximaler OH∗-Chemilumineszenzintensität LM +xOHmax des Draller-
zeugers mit Faxial = 30% bei Variation der Mischrohrlänge von LM = 0.625dB bis
1.875dB für einen Betriebszustand von 50kW und λ= 1.4 bei perfekter Vormi-
schung.

F.5 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des
Drallerzeugers mit Faxial = 30% bei Variation der Misch-
rohrlänge und bei perfekter Vormischung

In der folgenden Tabelle F.3 sind die linearen Interpolationsfunktionen der
Flammenparameter des Drallerzeugers mit Faxial = 30% bei Variation der
Mischrohrlänge und bei perfekter Vormischung aufgelistet. Alle Parameter
sind mit den entsprechenden Parametern des LM = 1.875dB Mischrohres nor-
miert und mit einem * gekennzeichnet.
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Modellierung der Flammentransferfunktionen in Abhängigkeit der Geometrieparameter
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Abbildung F.2: Lineare Abhängigkeit der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 30% den Mischrohrlängen LM = 0.625dB bis 1.875dB bei 50kW und
λ= 1.4 normalisiert mit den entsprechenden Parameteren des Drallerzeugers
mit dem LM = 1.875dB Mischrohr, gekennzeichnet mit einem *

Tabelle F.3: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 30% bei Variation der Mischrohrlänge und bei perfekter Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

α∗
2 α∗

2

(
∆r
LM

)∗ = 0.3933 ·
(
∆r
LM

)∗+0.6096

(α1/α2)∗ (α1/α2)∗
(
∆r
LM

)∗ = 0.1532 ·
(
∆r
LM

)∗+0.8458

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ =−1.1433 · (LM +xOHmax)∗+2.1433

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ = 1.6243 · (LM +xOHmax)∗−0.6243

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ =−0.1367 · (LM +xOHmax)∗+1.1365

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 0.0768 · (LM +xOHmax)∗+0.9231

σ∗
3 σ∗

3 (LM +xOHmax)∗ =−1.9744 · (LM +xOHmax)∗+2.9682

(σ3 −σ2)∗ (σ3 −σ2)∗ (LM +xOHmax)∗ =−2.0582 · (LM +xOHmax)∗+3.0581

F.6 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des
Drallerzeugers mit Faxial = 100% bei Variation der Misch-
rohrlänge und bei technischer Vormischung

In Tabelle F.4 sind die linearen Interpolationsfunktionen der Flammenpara-
meter des Drallerzeugers mit Faxial = 100% bei Variation der Mischrohrlänge
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F.6 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit Faxial = 30% bei
Variation der Mischrohrlänge und bei perfekter Vormischung

und bei technischer Vormischung mit einem Betriebszustand von 50 kW und
λ= 1.4 aufgelistet. Alle Parameter sind mit den entsprechenden Parametern
des LM = 1.875dB Mischrohres normiert und mit einem * gekennzeichnet.

Tabelle F.4: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% bei Variation der Mischrohrlänge und bei technischer Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

α∗
2 α∗

2

(
∆r
LM

)∗ = 0.1333 ·
(
∆r
LM

)∗+0.8667

(α1/α2)∗ (α1/α2)∗
(
∆r
LM

)∗ = 0.0692 ·
(
∆r
LM

)∗+0.9339

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ =−2.0229 · (LM +xOHmax)∗+3.0246

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ =−1.2121 · (LM +xOHmax)∗+2.2123

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ =−0.2744 · (LM +xOHmax)∗+1.2739

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 0.1312 · (LM +xOHmax)∗+0.8690

σ∗
2 σ∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 1.2121 · (LM +xOHmax)∗−0.2123

τ∗φ τ∗φ (LM +xOHmax)∗ = 0.3465 · (LM +xOHmax)∗+0.6543

σ∗
φ σ∗

φ (LM +xOHmax)∗ = 1.6162 · (LM +xOHmax)∗−0.6165
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G Modellierung der
Flammentransferfunktionen in
Abhängigkeit der Betriebszustände

G.1 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des
Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge
LM = 1.875 dB bei Variation der Luftzahl sowie der Leistung
und bei perfekter Vormischung

Im Folgenden sind die linearen Interpolationsfunktionen der Flammen-
parameter des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge
LM = 1.875dB bei Variation der Luftzahl und bei perfekter Vormischung mit ei-
ner Leistung von 50 kW aufgelistet. Alle Parameter sind mit den entsprechen-
den Parametern des λ= 1.3 Betriebszustandes normiert und mit einem * ge-
kennzeichnet.

Tabelle G.1: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei Variation der Luftzahl
und bei perfekter Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

α∗
2 α∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 3.0601 · (LM +xOHmax)∗−2.3407

(α1/α2)∗ (α1/α2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 0.5627 · (LM +xOHmax)∗+0.4366

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ = 2.9091 · (LM +xOHmax)∗−1.9057

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ = 1.1353 · (LM +xOHmax)∗−0.1361

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ = 3.3356 · (LM +xOHmax)∗−2.3407

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 1.6864 · (LM +xOHmax)∗−0.6933

σ∗
2 σ∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 1.5450 · (LM +xOHmax)∗−0.5416
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Modellierung der Flammentransferfunktionen in Abhängigkeit der Betriebszustände

Tabelle G.2 enthält die linearen Interpolationsfunktionen der Flammen-
parameter des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge
LM = 1.875dB bei Variation der Leistung und bei perfekter Vormischung mit ei-
ner Luftzahl vonλ= 1.4. Alle Parameter sind mit den entsprechenden Parame-
tern des 40 kW Betriebszustandes normiert und mit einem * gekennzeichnet.

Tabelle G.2: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei Variation der Leistung
und bei perfekter Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ = 7.1445 · (LM +xOHmax)∗−6.1420

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ =−2.9542 · (LM +xOHmax)∗+3.9564

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ =−1.0753 · (LM +xOHmax)∗+2.0791

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ =−0.3812 · (LM +xOHmax)∗+1.3822

σ∗
2 σ∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 5.2646 · (LM +xOHmax)∗−4.2687

G.2 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des
Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge
LM = 1.875 dB bei Variation der Luftzahl sowie der Leistung
und bei technischer Vormischung

In Tabelle G.3 sind die linearen Interpolationsfunktionen der Flammen-
parameter des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge
LM = 1.875dB bei Variation der Luftzahl und bei technischer Vormischung mit
einer Leistung von 50 kW aufgelistet. Alle Parameter sind mit den entsprechen-
den Parametern des λ= 1.3 Betriebszustandes normiert und mit einem * ge-
kennzeichnet.

Tabelle G.4 enthält die linearen Interpolationsfunktionen der Flammen-
parameter des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der Mischrohrlänge
LM = 1.875dB bei Variation der Leistung und bei technischer Vormischung mit
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G.2 Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei Variation der Luftzahl sowie der Leistung und bei

perfekter Vormischung

Tabelle G.3: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei Variation der Luftzahl
und bei technischer Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

α∗
2 α∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 0.9392 · (LM +xOHmax)∗+0.0579

(α1/α2)∗ (α1/α2)∗ (LM +xOHmax)∗ =−1.5771 · (LM +xOHmax)∗+2.5762

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ = 2.7672 · (LM +xOHmax)∗−1.7616

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ = 3.1327 · (LM +xOHmax)∗−2.1349

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ = 2.8762 · (LM +xOHmax)∗−1.8800

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 1.1231 · (LM +xOHmax)∗−0.1199

σ∗
2 σ∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 1.9347 · (LM +xOHmax)∗−0.9313

τ∗φ τ∗φ (LM +xOHmax)∗ = 1.2877 · (LM +xOHmax)∗−0.2913

σ∗
φ σ∗

φ (LM +xOHmax)∗ =−1.1058 · (LM +xOHmax)∗+2.1093

einer Luftzahl von λ= 1.4. Alle Parameter sind mit den entsprechenden Para-
metern des 40kW Betriebszustandes normiert und mit einem * gekennzeich-
net.

Tabelle G.4: Interpolationsfunktionen der Flammenparameter des Drallerzeugers mit
Faxial = 100% und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB bei Variation der Leistung
und bei technischer Vormischung

Flammenparameter Interpolationsfunktion

n∗ n∗ (LM +xOHmax)∗ = 6.623 · (LM +xOHmax)∗−5.6239

τ∗1 τ∗1 (LM +xOHmax)∗ =−3.6726 · (LM +xOHmax)∗+4.6703

τ∗3 τ∗3 (LM +xOHmax)∗ = 0.4624 · (LM +xOHmax)∗+0.5375

(τ3 −τ2)∗ (τ3 −τ2)∗ (LM +xOHmax)∗ = 4.8427 · (LM +xOHmax)∗−3.8433

σ∗
2 σ∗

2 (LM +xOHmax)∗ = 6.8588 · (LM +xOHmax)∗−5.8620

τ∗φ τ∗φ (LM +xOHmax)∗ =−0.2619 · (LM +xOHmax)∗+1.2626

σ∗
φ σ∗

φ (LM +xOHmax)∗ =−9.0879 · (LM +xOHmax)∗+10.0850
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H Einfluss der Verwendung
experimenteller Transfermatrizen und
verlustbehafteter Rohrelemente in der
Netzwerkmodellierung auf den
dynamischen Druck

H.1 Vergleich der experimentellen und modellierten Druck-
daten ohne Verbrennung

Abbildungen H.1 und H.2 zeigen einen Vergleich der experimentellen sowie
modellierten Amplituden und Phasen des dynamischen Druckes p′ ohne und
mit Berücksichtigung thermo-viskoser Wandreibung im Plenum und in der
Brennkammer bei Durchströmung mit 25g/s Luft, die im Plenum etwa 300 ◦C
hat und in der Brennkammer mit 200 ◦C angenommen wird. Zwischen den
Druckdaten, die mit dem Brennermodell berechnet wurden und denen des
Versuchsstandmodells, in der das Brennermodell durch eine experimentell be-
stimmte BTM ersetzt wurde, ist der Unterschied sehr gering. Dies ist auf Grund
der sehr guten Modellierung der experimentellen BTM ein erwartetes Ergeb-
nis.

Berücksichtigt man die thermo-viskose Wandreibung nach Kirchhoff [Kir68]
kann die Wellenzahl κ für durchströmte Rohre mit folgender Gleichung abge-
schätzt werden [PHRJ93]:

k± = ω

c ± ū
·
(
1+Cd · 1− ip

2

1

Sh
·
(
1+ κ−1p

Pr

)
− i

Sh2
·
(
1+ κ−1p

Pr
− 1

2
κ
κ−1p

Pr

))
. (H.1)

In dieser Gleichung ergibt sich das Verhältnis der spezifischen Wärmekapa-
zitäten für Luft zu κ= 1.4 und die Prandtlzahl zu Pr = 0.71. Die Shearzahl be-
rechnet sich mit Sh = r

p
ω/ν und nimmt für den untersuchten Betriebsbereich
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Einfluss der Verwendung experimenteller Transfermatrizen und verlustbehafteter
Rohrelemente in der Netzwerkmodellierung auf den dynamischen Druck

Werte Sh À 1 an. Hierbei wurde die Temperaturabhängigkeit der kinemati-
schen Viskosität über ν(T) = A+B · (T−TReferenz) mit A = 1.51 ·10−5m2/s und
B = 9.2 ·10−8m2/sK sowie TReferenz = 293.16K bestimmt. Damit ist der 1/Sh2-
Term in Gleichung H.1 sehr klein und kann vernachlässigt werden [MI68,
Dav88]. Für Rohre mit Berücksichtigung thermo-viskoser Wandreibung ergibt
sich für die Wellenzahl folglich:

k± = ω

c ± ū
·
(
1+Cd · 1− ip

2

1

Sh
·
(
1+ κ−1p

Pr

))
. (H.2)

Cd ist der Rauhigkeitswert der Wand und hat für glatte Rohrwände den Wert
Cd = 1.

Ersetzen der reibungsfreien Rohre des Plenums und der Brennkammer im
Netzwerkmodell durch reibungsbehaftete Rohre führt mit einem Wandrauhig-
keitswert von Cd = 1 zu keiner deutlichen Minimierung der überhöhten Am-
plituden. Erst das Setzen von Cd = 18 im Plenum und in der Brennkammer
liefert gedämpfte Amplitudenwerte und geringere Phasensprünge im Plenum.
Der ungewöhnlich hohe Wert von Cd = 18 deutet daraufhin, dass neben der
thermo-viskosen Wandreibung zusätzliche Dämpfungsquellen im Versuchs-
stand vorhanden sein müssen. Dies wurde auch schon von Alemela [Ale09]
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Abbildung H.1: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ im Ple-
num (xP =−0.655m am Knoten 2) des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experi-
ment) und mit dem Netzwerk modellierten Daten bei 25g/s Luft und
300◦C Vorheizung für das NWM mit experimenteller Brennertransfer-
matrix (BTMExperiment), das NWM mit modellierter Brennertransfermatrix
(BTMModell) sowie das NWM mit modellierter Brennertransfermatrix und
Dämpfung (BTMModell + Dämpfung)
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H.2 Vergleich der experimentellen und modellierten Druckdaten mit Verbrennung

beschrieben. Allerdings konnte er die modellierten Druckdaten für den Fall
ohne Verbrennung mit einem Rauhigkeitswert von Cd = 2 zu einer bestmög-
lichen Übereinstimmung mit dem Experiment bringen. Dies ist für das hier
verwendete Netzwerkmodell trotz gleichem Plenum nicht möglich.
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Abbildung H.2: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ in der Brenn-
kammer (xBK =+0.450m am Knoten 63) des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experi-
ment) und mit dem Netzwerk modellierten Daten bei 25g/s Luft und
300◦C Vorheizung für das NWM mit experimenteller Brennertransfer-
matrix (BTMExperiment), das NWM mit modellierter Brennertransfermatrix
(BTMModell) sowie das NWM mit modellierter Brennertransfermatrix und
Dämpfung (BTMModell + Dämpfung)

H.2 Vergleich der experimentellen und modellierten Druck-
daten mit Verbrennung

In den Abbildungen H.3 und H.4 ist ein Vergleich der experimentellen sowie
modellierten Amplituden und Phasen des dynamischen Druckes p′ ohne und
mit Berücksichtigung thermo-viskoser Wandreibung im Plenum und in der
Brennkammer für den Betriebszustand 50kW mit λ= 1.4 und 300 ◦C Vorhei-
zung gezeigt. Die mittlere Temperatur in der Brennkammer wird mit 1000 ◦C
angenommen. Auch für den Fall mit Verbrennung sind die Unterschiede im
Amplituden- und Phasenverlauf zwischen den Druckdaten, die mit dem Mo-
dell des Brenners und der Flamme berechnet wurden, und denen des Ver-
suchsstandmodells, in das Brenner- und Flammenmodell durch eine expe-
rimentell bestimmte BFTM ersetzt wurden, sehr gering. Zurückzuführen ist
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Rohrelemente in der Netzwerkmodellierung auf den dynamischen Druck
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Abbildung H.3: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ im Plenum
(xP =−0.655m am Knoten 2) des Drallerzeugers mit Faxial = 100% und der
Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experiment) und
mit dem Netzwerk modellierten Daten bei 50kW mit λ= 1.4 und 300◦C Vor-
heizung für das NWM mit experimenteller Brennertransfermatrix mit Flam-
me (BFTMExperiment), das NWM mit modellierter Brennertransfermatrix und
Flammentransferfunktion (BTMModell + FTFModell) sowie das NWM mit mo-
dellierter Brennertransfermatrix, Flammentransferfunktion und Dämpfung
(BTMModell + FTFModell + Dämpfung)

dies auf die sehr gute Übereinstimmung der modellierten und experimentel-
len Brenner- und Flammeneigenschaften. Die Überhöhung der Amplituden-
werte und die steileren Phasenverläufe im Vergleich zum Experiment lassen
sich auch für den Fall mit Verbrennung durch Verwendung verlustbehafteter
Rohre nach Gleichung H.2 minimieren. Dazu musste der Rauhigkeitswert im
Plenum auf Cd = 18 und in der Brennkammer auf Cd = 40 gesetzt werden. Auch
bei Alemela [Ale09] führte ein erst deutlich erhöhter Wert von Cd = 15 im Ver-
gleich zu Cd = 2 für den Fall ohne Verbrennung zu einer guten Übereinstim-
mung der modellierten und experimentellen Druckdaten. Begründet wird dies
durch die Zunahme der akustischen Grenzschichtdicke δakustisch =

p
2ν/ω mit

steigender Temperatur, die zu einem linearen Anstieg der Dämpfung akusti-
scher Wellen durch Turbulenz führt [RA77].
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H.2 Vergleich der experimentellen und modellierten Druckdaten mit Verbrennung
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Abbildung H.4: Vergleich von Amplitude und Phase des dynamischen Drucks p′ in der Brenn-
kammer (xBK =+0.450m am Knoten 64) des Drallerzeugers mit Faxial = 100%
und der Mischrohrlänge LM = 1.875dB zwischen experimentellen (Experi-
ment) und mit dem Netzwerk modellierten Daten bei 50kW mit λ= 1.4 und
300◦C Vorheizung für das NWM mit experimenteller Brennertransferma-
trix mit Flamme (BFTMExperiment), das NWM mit modellierter Brennertrans-
fermatrix und Flammentransferfunktion (BTMModell + FTFModell) sowie das
NWM mit modellierter Brennertransfermatrix, Flammentransferfunktion und
Dämpfung (BTMModell + FTFModell + Dämpfung)
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