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Kurzfassung

Die hier vorliegende Arbeit beschäftigt sich mit der Untersuchung von hochfrequen-
ten, transversalen Instabilitäten in Gasturbinenbrennkammern. Ausgehend von
den Grundlagen der Thermoakustik wird das Verschiebungsmodell vorgestellt, das
am Versuchsstand, der auch in dieser Arbeit verwendet wird, entwickelt wurde. Ein
besseres Verständnis des Phänomens basierend auf diesem Modell ist ein Ziel der
Arbeit. Mit Hilfe der LIF-Messtechnik ist die periodische Verschiebung der Flamme
zu sehen, phasengemittelte Flammenbilder zeigen zudem eine erhöhte Reaktivität
im Bereich des akustisch positiven Drucks. Bei der Variation der Flammenposition
ergeben sich teilweise große Unterschiede im Stabilitätsverhalten, die nicht durch
das Verschiebungsmodell erklärt werden können. Numerische Untersuchungen
lassen einen Zusammenhang zwischen Dämpfungsrate und Temperaturfeld vermu-
ten. Die Bestimmung von Rayleigh-Integralen aus mittleren Flammenpositionen
und die Abschätzung der Wachstumsrate zeigen keine konsistente Übereinstim-
mung mit den experimentellen Stabilitätsgrenzen.

Abstract

This work deals with the investigation of transversal instabilities in the high fre-
quency range of gas turbine combustion chambers. Starting with the fundamentals
of thermoacoustics, the displacement model - developed at the same test rig as
used for this work - is introduced. The goal of this work is to gain a deeper un-
derstanding of the phenomena based on this model. The periodic displacement
of the flame can be seen in LIF-images and phase-locked chemiluminescence in
addition shows increased reactivity in the zone of positive acoustic pressure. For
some conditions, the variation of the flame position indicates huge differences in
the stability behavior of the test rig, which can not be explained by the displacement
model. Numeric investigations are suggesting a connection between damping rate
and the temperature field in the combustion chamber. The computation of the
Rayleigh-Index with mean flame positions as measure for the growth rate is not
consistent with the stability limits derived from the experiment.
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1. Einleitung

1.1. Motivation

In einer noch nicht abgeschlossenen Debatte wird darüber diskutiert, ob sich der
Planet Erde inzwischen in einer neuen geochronologischen Epoche, dem Anthro-
pozän, befindet. Anthropozän (griechisch: anthropos, das menschlich Neue) steht
dabei für die Epoche, in welcher der Mensch ein wesentlicher Einflussfaktor auf
die atmosphärischen, biologischen und geologischen Prozesse auf der Erde ist.
Dabei müssen primär die Phänomene Klimawandel und Umweltverschmutzung
genannt werden. Deren Folgen, wie z.B. der Anstieg des Meeresspiegels, haben
dabei weitreichende Folgen für die Menschheit. Die Benennung des menschlichen
Einflusses spiegelt sich dabei auch in politischen und gesellschaftlichen Bewe-
gungen wieder, die für ein nachhaltigeres und umweltverträglicheres Leben und
Wirtschaften eintreten.

Für die Energiewirtschaft bedeutete dies in der jüngeren Vergangenheit in den
westlich geprägten Industriestaaten, vor allem in Deutschland, den Ausstieg aus
der Atomenergie sowie die Energiewende. Dabei soll die Wende von der nicht nach-
haltigen, auf fossile Brennstoffe fokussierten Energiebereitstellung auf regenerative
Energieträger vollzogen werden. Diese Umstellung sorgt auch für konventionelle
Energieträger für neue Herausforderungen, wie z.B. die Versorgungssicherheit oder
die Brennstoffflexibilität.

Die regenerativen Energieträger, namentlich die Solar- und Windenergie, haben
den Nachteil, nicht nach dem Energiebedarf geregelt werden zu können. In Abb.
1.1 ist der voraussichtliche Strombedarf in einer Woche im Mai des Jahres 2020
sowie der Strombedarf einer Woche im Mai des Jahres 2012 dargestellt. Während
2012 die erneuerbaren Energieträger die Lastspitzen und die konventionellen Kraft-
werke die Grundlast abdecken, verändert sich dies bis 2020 deutlich. Durch den
prognostizierten enormen Zuwachs der Solarenergie wird zeitweise nur eine ge-
ringe Grundlast benötigt. Typische Grundlastkraftwerke mit langen Anfahr- und
Abschaltzeiten sind in diesem Szenario nicht zu gebrauchen. Die Anforderungen
an konventionelle Kraftwerke sind dabei eine flexible Einsetzbarkeit und kurze
Anfahrzeiten, wobei dafür vor allem Gasturbinenkraftwerke geeignet sind. Des
Weiteren können Gasturbinenkraftwerke einen weiteren Beitrag zur Energiewende
leisten, in dem dort Gas aus regenerativen Quellen verwendet wird. Jedoch ist auch
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Einleitung

die Brennstoffflexibilität ein noch nicht abgeschlossenes Forschungsfeld.

Pumped Storage
Coal and gas
Nuclear

Hydro
Biomass

Solar
Wind

Conventional Renewables

80

40

20

0

60

Gigawatts

Mon Tue Wed Thu Fri Sat Sun Mon Tue Wed Thu Fri Sat Sun

A week in May 2012 A week in May 2020

Renewables need flexible backup, not baseload
Estimated power demand over a week in 2012 and 2020, Germany
Source: Volker Quaschning, HTW Berlin

ccenergy transition.deAbbildung 1.1.: Strombedarf in einer Woche im Jahr 2012 und im Jahr 2020 [34]

Um bei Gaskraftwerken einen schadstoffarmen Betrieb zu gewährleisten, hat sich
die magere Vormischverbrennung durchgesetzt. Vorher wurde mit Diffusionsflam-
men gearbeitet, die einfach zu beherrschen waren, jedoch hohe NOx -Emissionen
verursacht haben. Die magere Vormischverbrennung ist im Gegensatz dazu schad-
stoffarm, jedoch anfällig für Flammenrückschlag, Ausblasen und thermoakustische
Instabilitäten.

Die vorliegende Arbeit beschäftigt sich mit einem Teilaspekt der Thermoakustik.
Thermoakustik bezeichnet ganz allgemein die Interaktion zwischen Wärmefreiset-
zung und Akustik. Dabei kann zwischen vier verschiedenen Kopplungsmechanis-
men unterschieden werden [28]:

• turbulenter Verbrennungslärm

• kohärente Strukturen der Strömung

• kohärente Strukturen durch thermoakustische Rückkopplung

• selbsterregte Schwingungen

In dieser Arbeit werden transversale akustische Moden betrachtet. Diese unter-
scheiden sich von den normalerweise auftretenden longitudinalen Moden durch
die deutlich höheren Frequenzen und der transversalen (und damit komplexe-
ren) Schwingungsrichtung. Im Gegensatz zu den Rückkopplungsmechanismen
bei longitudinalen Moden ist über die Zusammenhänge bei transversalen Moden
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1.2 Struktur der Arbeit

wenig bekannt. Transversale Instabilitäten in Gasturbinen sind ein relativ junges
Forschungsthema, das von verschiedenen Gruppen bearbeitet wird [35]. Als ein
Grund für das vermehrte Auftreten wird dabei der Verlust von Dämpfung durch
den Verzicht auf Kühlluftbohrungen gesehen. In der Raketenforschung dagegen
sind transversale Instabilitäten ein Problem seit dem Beginn der Raketenentwick-
lung, wobei es gewisse Gemeinsamkeiten, aber auch Unterschiede zwischen den
Anwendungsfällen gibt.

1.2. Struktur der Arbeit

Diese Arbeit behandelt eine selbsterregte Instabilität, die an einem Versuchsstand
des Lehrstuhls für Thermodynamik auftritt und eine einzigartige Gelegenheit bietet,
ein solches Phänomen unter Laborbedingungen ohne den Einsatz von externen
Anregungsquellen zu untersuchen. Der Versuchsstand ist ein aerodynamisch sta-
bilisierter Drallbrenner, der im perfekt vorgemischten Betrieb dieses Verhalten
zeigt. Schwing [51] lieferte den Nachweis, dass es sich tatsächlich um eine trans-
versale Mode handelt und entwickelte ein Rückkopplungsmodell auf Basis der
Schnelleschwankung. Ausgehend davon soll das Modell überprüft und erweitert
werden. Des Weiteren hat sich herausgestellt, dass bereits kleine Änderungen in der
Geometrie einen großen Einfluss auf das Auftreten der Instabilität haben können.

Ziel der Arbeit ist ein tieferes Verständnis der Rückkopplungsmechanismen sowie
die Identifikation der Faktoren, die das Auftreten der Instabilität begünstigen bzw.
verhindern.

Im Grundlagenteil der Arbeit werden die akustischen Gleichungen hergeleitet, mit
denen die Betrachtung des akustischen Felds in Brennkammern möglich ist. Außer-
dem werden die Grundbegriffe der Thermoakustik erklärt sowie auf die Prinzipien
von aerodynamisch stabilisierten Drallflammen eingegangen.

Wichtig für das Verständnis ist das im Vorfeld dieser Arbeit entwickelte Verschie-
bungsmodell als eine Möglichkeit für die Rückkopplung zwischen Verbrennung
und Akustik, welches in Kapitel 3.2 vorgestellt wird. Zudem wird dort auf die Cha-
rakterisierung der selbsterregten Instabilität eingegangen, die am verwendeten
Versuchsstand unter gewissen Betriebsbedingungen auftritt.

Die experimentellen Ergebnisse, insbesondere die örtliche Verteilung der OH*-
Chemilumineszenz als Indikator für die Wärmefreisetzung, wird in Abhängigkeit
der variierten Betriebsparameter und der dabei veränderlichen Stabilitätsgrenzen
diskutiert. Der experimentelle Nachweis der Flammenverschiebung, welche ein Teil
des postulierten thermoakustischen Rückkopplungsmodells ist, konnte mit Hilfe
von LIF-Messungen nachgewiesen werden. Das dynamische Verhalten der Wärme-
freisetzung über eine Schwingungsperiode wird mit Hilfe von phasengemittelten
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Chemilumineszenzaufnahmen untersucht.

Der Einfluss von Temperaturverteilungen in einer Brennkammer auf die Dämp-
fung und die Modenform wird mit Hilfe von numerischen Methoden in Kapitel 6
betrachtet. Die Vorstellung von Kopplungsmodellen und deren Anwendung auf
experimentelle Wärmefreisetzungsverteilungen sowie eine Bewertung ist Teil von
Kapitel 7.
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2. Theoretische Grundlagen

In diesem Kapitel werden die theoretischen Grundlagen zu thermoakustischen
Strömungsinstabilitäten vorgestellt. Dabei wird zuerst die Akustik allgemein erklärt
sowie die zur physikalischen Beschreibung der Akustik notwendigen Gleichungen
vorgestellt. Anschließend wird auf die Kopplung von Verbrennung und Akustik
eingegangen, bevor die verbrennungstechnischen Grundlagen aerodynamisch
stabilisierter Drallflammen erörtert werden.

2.1. Akustik

Als Akustik wird die Lehre vom Schall und seiner Ausbreitung in verschiedenen
Medien bezeichnet. Genauer gesagt handelt es sich dabei um die Ausbreitung von
sehr kleinen Druck-, Dichte- und Geschwindigkeitsfluktuationen in elastischen Me-
dien. Das offensichtliche Beispiel dafür ist die Wahrnehmung jeglicher Geräusche
durch den Menschen, der mit Hilfe des Ohrs die Druckschwankungen in der Luft
registriert und zum Beispiel zur Kommunikation nutzt.

Physikalisch werden kompressible Strömungen durch die Navier-Stokes Gleichun-
gen [1] beschrieben, worin auch die Schallentstehung und Ausbreitung enthalten
ist. Diese sollen als Ausgangspunkt für die Herleitung der Grundgleichungen zur
Beschreibung der Akustik im folgenden Abschnitt dienen.

2.1.1. Herleitung der akustischen Grundgleichungen

Aus den eben erwähnten Navier-Stokes Gleichungen lassen sich unter Vernachlässi-
gung von Viskosität und Wärmeleitung des Fluids die Euler-Gleichungen formulie-
ren [38],[51]. Diese bestehen aus der Massenerhaltung, bzw. Kontinuitätsgleichung:

∂ ρ

∂ t
+
∂ (ρui )
∂ xi

= 0 (2.1)

der reibungsfreien Impulsgleichung:

∂ ui

∂ t
+u j

∂ ui

∂ x j
+

1

ρ

∂ p

∂ xi
= 0 (2.2)
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und der Energieerhaltungsgleichung:

1

c 2

∂ p

∂ t
+

1

c 2
ui

∂ p

∂ xi
+ρ

∂ ui

∂ xi
=
κ−1

c 2
q̇ (2.3)

Wenn man kleine Störungen annimmt, ist eine linearisierte Betrachtung der Glei-
chungen möglich. Die Zustandsgrößen lassen sich dabei in ihren Mittelwert und in
Schwankungsgrößen aufspalten:

p = p̄ +p ′+p ′′+ ... (2.4)

ρ = ρ̄+ρ′+ρ′′+ ... (2.5)

ui = ūi +u ′i +u ′′i + ... (2.6)

Dabei ist der Mittelwert durch einen horizontalen Strich (̄ ), die Schwankungsgröße
erster Ordnung durch einen Strich (′) und die Schwankungsgröße zweiter Ordnung
durch zwei Striche (′′) markiert. Durch die Annahme kleiner Störungen können die
Schwankungen zweiter und höherer Ordnung vernachlässigt werden, woraus sich
aus den Euler-Gleichungen die linearisierten Euler-Gleichungen (LEE) ergeben,
die sich aus der linearisierten Massenerhaltung,

∂ ρ′

∂ t
+ρ′

∂ ūi

∂ xi
+ ūi

∂ ρ′

∂ xi
+ ρ̄

∂ u ′i
∂ xi

+u ′i
∂ ρ̄

∂ xi
= 0 (2.7)

der linearisierten Impulserhaltung

∂ u ′i
∂ t
+ ū j

∂ u ′i
∂ x j

+u ′j
∂ ū ′i
∂ x j

+
1

ρ̄

∂ p ′

∂ xi
−
ρ′

ρ̄2

∂ p̄

∂ xi
= 0 (2.8)

und der linearisierten Energieerhaltung zusammensetzen.

∂ p ′

∂ t
+u ′i

∂ p̄

∂ xi
+ ūi

∂ p ′

∂ xi
+ p̄κ

∂ u ′i
∂ xi

+p ′κ
∂ ūi

∂ xi
= (κ−1)q̇ ′ (2.9)

Die Gleichungen beschreiben die Ausbreitung von Störungen in einer gegebenen,
mittleren, nicht-gleichförmigen Strömung. In den drei Gleichungen 2.7 - 2.9 ist die
Druckschwankung p ′ und in Gleichung 2.9 zudem die Wärmefreisetzungsschwan-
kung q̇ ′ enthalten, womit die beiden zentralen Größen der Thermoakustik (siehe
Abschnitt 2.2) vorhanden sind. In der Numerik kann mit einem geeigneten Flam-
menmodell, in dem das Verhalten der Flamme als Wärmefreisetzungsschwankung
q̇ ′ modelliert wird, mit diesen Gleichungen das akustische Verhalten eines Systems
abgebildet werden. Im numerischen Teil dieser Arbeit (Kapitel 6) werden diese Glei-
chungen verwendet, um die Dämpfungsrate in Abhängigkeit des Temperaturfelds
zu untersuchen.
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2.1 Akustik

Um eine analytisch lösbare Darstellung der Akustik zu erhalten, kann man mit wei-
teren Annahmen die Gleichungen 2.7, 2.8 und 2.9 auf die sogenannte inhomogene
Wellengleichung reduzieren. Diese Annahmen sind dabei die Vernachlässigung
einer Grundströmung sowie ein konstanter mittlerer Druck:

ūi = 0 (2.10)

∂ p̄

∂ xi
= 0 (2.11)

Mit der Vernachlässigung der mittleren Strömung wird ein ruhendes Feld angenom-
men. Dies stimmt nicht unbedingt mit der Realität überein, da schon geringe mitt-
lere Geschwindigkeiten die Akustik beeinflussen können (z.B. der Doppler-Effekt).
Für eine näherungsweise Bestimmung des akustischen Felds ist diese Einschrän-
kung jedoch brauchbar. Die Vernachlässigung des Druckgradienten setzt lediglich
eine isobare Strömung voraus, wovon die mittlere Dichte ρ̄, Temperatur T̄ und
Schallgeschwindigkeit c̄ nicht beeinflusst sind. Diese Größen können abhängig
von der Ortskoordinate sein.

Durch Einsetzen der Annahmen in die linearisierten Eulergleichungen ineinander
erhält man die inhomogene Wellengleichung im Zeitbereich:

1

c̄ 2

∂ 2p ′

∂ t 2
− ρ̄

∂

∂ xi

�

1

ρ̄

∂ p ′

∂ xi

�

=
κ−1

c̄ 2

∂ q̇ ′

∂ t
(2.12)

Durch Vernachlässigung des Quellterms auf der rechten Seite der Gleichung erhält
man die homogene Wellengleichung:

1

c̄ 2

∂ 2p ′

∂ t 2
− ρ̄

∂

∂ xi

�

1

ρ̄

∂ p ′

∂ xi

�

= 0 (2.13)

Ein Vorteil dieser Gleichung ist, dass sie für spezielle Geometrien mit sowohl kon-
stanter mittlerer Dichte ρ̄ als auch konstanter Schallgeschwindigkeit c̄ analytisch
gelöst werden kann. Damit ist es möglich, mit vereinfachten Annahmen und gerin-
gem Rechenaufwand Vergleichslösungen zu produzieren, bzw. Abschätzungen zu
machen oder auch einfache Modelle zu entwickeln. Unter Berücksichtigung dieser
Annahmen lautet die Gleichung:

1

c̄ 2

∂ 2p ′

∂ t 2
−
∂ 2p ′

∂ x 2
i

= 0 (2.14)

2.1.2. Akustik in zylindrischen Geometrien

Da die Brennkammer des Versuchs vereinfacht als Zylinder betrachtet werden kann,
soll in diesem Abschnitt auf die Eigenheiten der Akustik in begrenzten Geometrien
eingegangen werden.

7



Theoretische Grundlagen

Es bietet sich dazu an, die Wellengleichung 2.14 mit den Beziehungen:

x = r cosφ (2.15)

y = r sinφ (2.16)

z = z (2.17)

in ein zylindrisches Koordinatensystem zu transformieren. Im Zeitbereich lautet
die Gleichung:

1

c̄ 2

∂ 2p ′

∂ t 2
−

1

r

∂

∂ r

�

r
∂ p ′

∂ r

�

−
1

r 2

∂ 2p ′

∂ φ2
−
∂ p ′

∂ z 2
= 0 (2.18)

Mit Hilfe des harmonischen Ansatzes:

p ′ = p̂ e iωt (2.19)

kann die Gleichung in den Frequenzbereich transformiert werden:

ω2

c̄ 2
p̂ +

1

r

∂

∂ r

�

r
∂ p̂

∂ r

�

+
1

r 2

∂ 2p̂

∂ φ2
−
∂ p

∂ z 2
= 0 (2.20)

Weitere Formulierungen der Lösung der Wellengleichung in verschiedenen Geo-
metrien sind z.B. in Lieuwen [30], Harrje und Reardon [15] oder Knapp et. al [24] zu
finden. Mittels eines Separationsansatzes kann eine allgemeine, analytische Lösung
für zylindrische Geometrien formuliert werden, die im Frequenzraum lautet [10]
[51]:

p̂ =
∑

m ,a

Jm (δa r )exp(i mφ)(Cma ,1 exp(iδc z ) +Cma ,2 exp(−iδc z )) (2.21)

Für eine vorgegebene Geometrie mit entsprechenden Randbedingungen sowie
Stoffwerten für das Medium existieren Lösungen zu den Eigenwerten der Gleichung.
Die Lösungen dieser Gleichung werden Eigenmoden genannt, welche sich in ver-
schiedenen räumlichen Ausbreitungsformen zeigen können. Dabei wird prinzipiell
zwischen Longitudinal- und Transversalmoden unterschieden. Longitudinalmo-
den besitzen lediglich einen Druckgradienten in axialer Richtung des Zylinders,
transversale Moden dagegen auch senkrecht dazu. Ebenso können Mischformen
aus diesen beiden Modenformen auftreten.

Longitudinalanteil

Der zweite Teil von Gleichung 2.21 entspricht der eindimensionalen Lösung der
Wellengleichung für Längsmoden und ist somit nur für gemischte Moden relevant.
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2.1 Akustik

Die Eigenmoden sind dabei durch die longitudinale Wellenzahl δc definiert, die
von der Wellenlänge abhängt:

δc =
2π

λL
(2.22)

Die Wellenlänge wiederum wird von den Randbedingungen an den Stirnflächen
des Zylinders bestimmt. Bei zwei voll reflektierenden Randbedingungen würde die
Wellenlänge

λL =
2L

l
(2.23)

lauten. Bei der Paarung einer voll reflektierenden Randbedingung mit der Bedin-
gung p ′ = 0 wäre sie folgendermaßen definiert:

λL =
4L

(1+2(l −1))
(2.24)

Dabei bezeichnet L die Länge des Zylinders und l die longitudinale Modenzahl.
Für die erste longitudinale Mode bei diesen Randbedingungen ist auch der Begriff
„Viertelwellenlänge“ gebräuchlich.

Die Frequenz einer reinen Longitudinalmode kann mit folgender Beziehung be-
rechnet werden:

fL =
c

λL
(2.25)

Transversalanteil

Der erste Teil von Gleichung 2.21, das Produkt aus Bessel- und Exponentialfunk-
tion, bestimmt die Druckverteilung in transversaler und radialer Richtung. Die
transversale Wellenzahl δa wird über die Randbedingung der Zylindermantelfläche
definiert und ist zudem von den Koeffizienten a und m abhängig, welche die An-
zahl der Knotenlinien in Umfangsrichtung sowie in radialer Richtung bestimmen
und damit die Modenform festlegen. Der Parameter

αm ,a =δa R

fasst dabei die Koeffizienten für jede Mode zu einem Wert zusammen. Als Vor-
aussetzung dafür wird eine vollreflektierende Randbedingung an der Zylinder-
wand angenommen. Dabei ist der Druckgradient normal zur Zylinderwand Null:
∂ Jm (δa r )/∂ r = 0.

Diese Bedingung ist an den Extremwerten der m-ten Besselfunktion erfüllt [39],
was in Abb. 2.1 dargestellt ist. In Tabelle 2.1 ist der dazugehörige Parameter für
einige der höheren Moden aufgeführt.

Wie den Namen der Moden in Tabelle 2.1 zu entnehmen ist, können transversale
Moden sowohl tangential und/oder radial ausgeprägt sein. Zur Veranschaulichung
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Abbildung 2.1.: Besselfunktion und deren charakteristische Werte

Mode l a m αma

1T 0 1 1 1,841
2T 0 1 2 3,054
1R 0 2 0 3,832
3T 0 1 3 4,201
4T 0 1 4 5,318

1T1R 0 2 1 5,331
5T 0 1 5 6,461

2T1R 0 2 2 6,706
2R 0 3 0 7,016

Tabelle 2.1.: Auflistung der Koeffizienten der Eigenmoden [24]
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ist im oberen Teil von Abb. 2.2 die Druckverteilung der ersten schwingungsfähigen
transversalen Mode (1T), der zweiten schwingungsfähigen transversalen Mode (2T)
und der ersten schwingungsfähigen radialen Mode (1R) über einem Zylinderquer-
schnitt dargestellt.

1T 2T 1R

Abbildung 2.2.: Druck- und Geschwindigkeitsverteilung der 1T, 2T und 1R Mode nach [22]

Das Druckfeld einer reinen 1T-Mode stellt sich im Frequenzraum folgendermaßen
dar:

p̂ (x , y ) = A+ J1(δa r (x , y ))exp(+iφ(x , y ))+A− J1(δa r (x , y ))exp(−iφ(x , y )) (2.26)

Das Druckfeld setzt sich aus zwei gegenläufig rotierenden Moden zusammen. Die
Amplituden der beiden Wellen bestimmen dabei, ob es sich bei der Superposition
um eine stehende Mode (A+ = A−), eine mit konstanter Rotationsgeschwindigkeit
rotierende Mode (z.B. A+ = 0 oder A− = 0) oder um eine Mischform handelt [14].

Für die Eigenmoden lassen sich die Eigenfrequenzen berechnen. Für transversale
Moden gilt die Gleichung:

fma =
αma c

2πR
=
δa c

2π
(2.27)

Dabei ist c die Schallgeschwindigkeit und R der Radius der Brennkammer. Die
Eigenfrequenz einer Mode ist damit nur von der Schallgeschwindigkeit abhängig,
da R und αma für eine Mode konstant sind.
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Theoretische Grundlagen

Gemischte Moden

In der Realität treten diese reinen Moden nicht auf. Dort sind in der Regel kom-
binierte Moden anzutreffen, d.h. gemischte Moden, die auch einen Längsanteil
beinhalten. Für diese Moden gilt die Gleichung:

fma ,l =
c

2π

√

√

√

�αma

R

�2

+
�

2π

λL

�2

(2.28)

Die Frequenz der gemischten Mode ist dabei von den geometrischen Abmessungen,
der Schallgeschwindigkeit und den longitudinalen Randbedingungen abhängig.

Druckfeld und Schnellfeld

Bei longitudinalen Moden mit vollreflektierenden Randbedingungen beschreibt
eine sinusförmige Welle die Druckverteilung im Kanal mit Druckextrema an den
Randbedingungen. Die Schnelleschwankung dagegen wird an den Positionen der
Druckextrema Null, und an den Knotenpunkten des Drucks hat die Schnelle ihre
Extrema. Der Abstand zwischen den Extrema von Schnelle und Druck beträgt dabei
ein Viertel der Wellenlänge. Über einen Schwingungszyklus gesehen tritt das Maxi-
mum der Schnelleschwankung 90◦ nach dem Druckmaximum auf. Die Schnelle
ist maximal, wenn der Druck am Nulldurchgang ist und umgekehrt. Diese Zusam-
menhänge treten analog auch bei transversalen Moden auf, müssen jedoch auf
den Zylinderquerschnitt übertragen werden. Die zeitliche Beziehung verhält sich
genauso, da die Schnelle proportional zur zeitlichen Ableitung des Drucks ist. Auch
die örtliche Beziehung von Druck und Schnelle entsprechen sich bei transversalen
Moden: Während bei einer 1T-Mode die Druckmaxima an den Rändern auftreten,
hat die Schnelle ihr Maximum in der Mitte des Feldes. Dies gilt analog auch für die
weiteren Transversalmoden, deren Schnellefelder für drei Modenformen in Abb.
2.2 (unten) schematisch dargestellt sind.

2.2. Thermoakustik

Die Thermoakustik befasst sich mit der Wechselwirkung zwischen Wärmefrei-
setzung und Akustik. Ganz allgemein kann dies als Produktion von akustischen
Schwankungen durch die Schwankung der Wärmefreisetzung und einer Rück-
kopplung der Akustik auf die Wärmefreisetzung, bzw. deren Schwankung gesehen
werden. Die Kopplung von Wärmefreisetzung und Akustik ist schon in den im vor-
herigen Abschnitt eingeführten Gleichungen enthalten. In Gleichung 2.9 bzw. 2.12
steht die Wärmefreisetzungsschwankung jeweils auf der rechten Seite.
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2.2 Thermoakustik

Zur Entstehung von Verbrennungsinstabilitäten müssen zwei Kriterien erfüllt
sein[38]:

• Das Rayleigh-Kriterium [40] besagt, dass das Integral des Produkts von
Druckschwankung und Wärmefreisetzungsschwankung über eine Periode
und das Volumen positiv sein muss. Mathematisch ausgedrückt:

∫

V

1

Ts

Ts
∫

0

p ′ · q̇ ′dt dV > 0 (2.29)

• Die durch die Wärmefreisetzung eingebrachte Schwingungsenergie muss die
Verluste an Schwingungsenergie übersteigen.

Mit dem Rayleigh-Integral ist es möglich, mit bekannter Wärmefreisetzungsrate q̇ ′

und bekanntem Druckfeld p ′ den treibenden Einfluss auf das System zu bestimmen.
Jedoch ist damit noch keine Aussage darüber getroffen, wieso die Wärmefreisetzung
schwankt. Dies ist Aufgabe des Rückkopplungsmodells. In Kapitel 3.2 wird ein
mögliches Modell für die Interaktion zwischen Akustik und Wärmefreisetzung für
transversale Moden vorgestellt.

Die zweite Bedingung der Bilanz von Wachstumsrate und Dämpfungsrate kann
ebenfalls bestimmt werden. Die Wachstums- bzw. die Dämpfungsrate ist definiert
als die zeitliche Ableitung der akustischen Energie [11]:

α=
1

2

1

E
·
∂ E
∂ t

(2.30)

Dabei wird die akustische Energie über das Volumen integriert und über eine
Schwingungsperiode gemittelt:

E =
∫

< E > d V =

∫

V

1

Ts

∫ T

0

E d t d V (2.31)

Die Ableitung der akustischen Energie nach der Zeit ist die Differenz des Quellterms
und des akustischen Flusses. Die Details dazu können in Anhang B nachgelesen
werden. Typische Verlustmechanismen sind dabei viskose Reibung, Wärmeverluste
sowie akustische Abstrahlung in die Umgebung.

Eine Übersicht von Rückkopplungsmechanismen longitudinaler Moden ist in Abb.
2.3 zu sehen. Die Kopplungsmechanismen unterscheiden sich nominell nicht zwi-
schen longitudinalen und transversalen Moden, jedoch gibt es einen fundamenta-
len Unterschied in der Symmetrie der Störungen. Ganz allgemein tritt eine Kopp-
lung des akustischen Felds mit der Flamme über kleine Störungen im Strömungsfeld
auf. Dabei kann es sich um Schwankungen der Geschwindigkeit, des Drucks oder

13



Theoretische Grundlagen

auch der Mischungszusammensetzung handeln. Schwankungen der Geschwin-
digkeit können sowohl akustisch als auch wirbelinduziert sein. Geschwindgkeits-
schwankungen können dabei über die Flammenoberfläche oder die Reaktionsra-
te die Wärmefreisetzung beeinflussen. Schwankungen in der Mischungszusam-
mensetzung bzw. der Luftzahl sind anfällig für akustische Schwankungen. Diese
Rückkopplungsmechanismen sind in der Regel an konvektive Transportvorgänge
gekoppelt.

2 Grundlagen

scher Beschreibungsformen. Ziel ist die Stabilitätsanalyse, wie sie beispiels-
weise mit Netzwerkmodellen durchgeführt werden kann (Polifke, 2004; Sat-
telmayer und Polifke, 2003a,b).

Primäres Ziel dieser Arbeit ist die Untersuchung und Identifikation von Wech-
selwirkungsmechanismen für Quermoden – ein entsprechender Überblick
über existierende Hypothesen erfolgt in Kapitel 2.3. Längsmoden wurden in
der Vergangenheit deutlich intensiver erforscht und in der Literatur behan-
delt. Da das Verständnis für die Interaktion von akustischen Längsmoden mit
Verbrennung und Strömung als Grundlage für die Arbeit im Bereich der Trans-
versalmoden betrachtet werden kann, sollen im Folgenden die wesentlichen
Aspekte in Bezug auf Wechselwirkungsmechanismen longitudinaler Moden
zusammengefasst werden. Brennstofffluktuationen, respektive die Schwan-
kung der Luftzahl als Ursache für thermoakustische Instabilitäten (Sattel-
mayer, 2000), sollen allerdings nicht weiter betrachtet werden, da der Prüf-
stand mit Ausnahme von wenigen Untersuchungen, vgl. Kapitel 6.3, perfekt
vorgemischt betrieben wird.

Die unmittelbare Interaktion von Akustik und Verbrennung – beispielsweise
Reaktionskinetik und -rate, vor allem aber Straineffekte und die damit ver-
bundenen Variationen der Flammenfläche – kann eine Ursache für Instabili-
täten sein. Lieuwen (2001) präsentiert eine Vielzahl theoretischer und analyti-
scher Ansätze zur Beschreibung der Interaktion von Vormischflammen, insta-
tionären Strömungen und akustischen Wellen. Eine analytische Betrachtung
der Transmission und Reflektion von akustischen Wellen an der Flamme, so-

Akustik
Druck Schnelle

Luftzahl Volumen-Kohärente Strukturen/

Flammen-

Wirbel strom

oberfläche
Reaktions-
rate

Flammen-
oberfläche

Wärmefreisetzungsschwankungen

Abbildung 2.3: Übersicht über Rückkopplungsmechanismen für longitudinale thermoakus-
tische Instabilitäten.
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Abbildung 2.3.: Rückkopplungsmechanismen longitudinaler Moden [51]

Einen allgemeinen Überblick über Verbrennungsinstabilitäten, deren Einflussfak-
toren und der Mechanismen ist in Candel [5] und Ducriux [7] nachzulesen, ein
Überblick über aktuelle Forschungsprojekte der letzten Jahre, die sich mit transver-
salen Verbrennungsinstabilitäten beschäftigen, findet sich bei O’Connor et al. [35].
Auf weitere Modelle, insbesondere das Verschiebungsmodell, wird in Kapitel 3.2
und 3.3 näher eingegangen.

2.3. Verbrennung

Wie aus den vorherigen Abschnitten bekannt, ist die Wärmefreisetzungsschwan-
kung q̇ ′ ein wesentlicher Faktor in der Thermoakustik. Die örtliche Verteilung könn-
te dabei von besonderer Bedeutung sein, weswegen hier auf die Positionierung
der Flamme in der Brennkammer eingegangen werden soll. Der dafür verwende-
te aerodynamische Drallbrenner kam auch in den Arbeiten von Mayer [33] und
Schwing [51] zum Einsatz. Der Aufbau des Brenners wird in Kapitel 4.1 vorgestellt,
auf das Prinzip der Flammenstabilisierung wird hier eingegangen. Grundlagen zur
Verbrennung sind z.B. bei Turns [52] zu finden.

Die Position der Wärmefreisetzung wird von der Art der Flammenstabilisierung be-
stimmt. Verschiedene Arten der Flammenstabilisierung und Brennertypen werden
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2.3 Verbrennung

von Lechner und Seume [28] beschrieben. Lefebvre und Ballal [29] liefern einen
Überblick über Drallströmungen und Drallerzeuger.

Der hier verwendete Brenner nutzt das Prinzip einer aerodynamisch stabilisierten
Drallflamme. Dabei platzt eine verdrallte Strömung an einem Querschnittssprung
auf, wodurch sich eine zentrale sowie eine äußere Rezirkulationsszone bilden. Die
Verbrennung stabilisiert sich dabei in den von den Rezirkulationszonen gebildeten
Scherschichten, vgl. Abb. 2.4.

Innere
Rezirkulationszone

Äußere Rezirkulationszone

Flamme

Abbildung 2.4.: Schematisches Strömungsfeld einer drallstabilisierten Flamme

Wie schon bei Schwing erwähnt, sei nochmals auf die Reynoldsinvarianz [31] der
Drallströmung hingewiesen. Reynoldsinvariant bedeutet, dass das Strömungspro-
fil unabhängig von der Strömungsgeschwindigkeit und damit vom Massenstrom
ist. Im Gegensatz dazu lässt sich das Strömungsprofil und damit die Position der
Wärmefreisetzung mit der Drallzahl verändern. Dabei rückt die innere Rezirkula-
tionszone mit sinkender Drallstärke weiter in die Brennkammer hinein und der
Winkel der äußeren Scherschicht wird kleiner [17].

Der optionale Diffusor, der in Abschnitt 4.1.2 vorgestellt wird, hat ebenso einen
Einfluss auf das Strömungsfeld. Die innere Rezirkulationszone wird durch den
Diffusor deutlich in Richtung Brennkammereintritt verschoben, der Winkel der
äußeren Scherschicht wird größer.
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3. Die selbsterregte Instabilität und das
Verschiebungsmodell

In diesem Kapitel sollen die wesentlichen Punkte aus der Arbeit von Schwing [51]
wiedergegeben werden, die für das Verständnis dieser Arbeit von Bedeutung sind.
Dabei wird vor allem auf die Phänomenologie der selbsterregten Instabilität einge-
gangen sowie das dort entwickelte Verschiebungsmodell präsentiert.

3.1. Selbsterregte Instabilität

An dem in Kapitel 4.1 vorgestellten Versuchsstand tritt eine selbsterregte Instabilität
auf, die sich durch eine hohe Amplitude des akustischen Drucks - einem „lauten,
hochfrequenten Pfeifen“ - bemerkbar macht. Dieses Phänomen tritt ohne externe
Anregung des Systems auf.

Diese Instabilität tritt über einen breiten Betriebsbereich auf. Abhängig von den
Parametern Vorheiztemperatur, Luftmassenstrom und Drall stellt sich dann eine
kritische Luftzahl λk r i t ein, unterhalb derer die Instabilität auftritt. Die Instabilität
ist dabei durch eine hohe Amplitude des akustischen Drucks p ′ charakterisiert.
Dabei stellt sich eine variable Frequenz ein, die von Vorheiztemperatur, Luftzahl
und Drall abhängt. Die Identifikation der Mode erfolgt über die Phasendifferen-
zen der räumlich verteilten Drucksensoren, wie es in Abb. 4.7 dargestellt ist. Die
Messung des akustischen Drucks am Querschnittssprung lässt lediglich eine Cha-
rakterisierung in Umfangsrichtung zu, die axiale Ausdehnung der Mode bleibt
unberücksichtigt. Exemplarisch ist hier eine Zeitreihe sowie das dazugehörige
Spektrum einer Instabilität dargestellt, siehe Abb. 3.1. Im Spektrum ist ein Peak
bei ca. 3000 Hz zu sehen, welcher der Frequenz der Instabilität entspricht. Eine
Abschätzung der Frequenz mit Hilfe von Formel 2.27 fma =

αma c
2πR und einer mittleren

Schallgeschwindigkeit von c̄ = 800 m/s (entspricht einer mittleren Brennkammer-
temperatur von ca.T̄B K = 1600 K) ergibt einen Wert von f1T = 2970 Hz für die 1T-
Mode. Die weitere Identifikation der Mode erfolgt über die Phasendifferenzen der
Sensoren. Die äquidistanten Differenzen, die den Winkelabständen zwischen den
Sensoren entsprechen, lassen auf eine mit konstanter Geschwindigkeit rotierende
Mode schließen.
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4 Selbsterregte Instabilitäten
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Abbildung 4.1: Druckschrieb mit Phasenversatz zwischen Sensoren.

Schwankungen klingen weder ab noch wachsen sie. Dies wird als Grenzzyklus
oder engl. „limit cylce“ bezeichnet und resultiert aus einem nichtlinearen Ver-
halten (Dowling, 1997). Die Charakterisierung der Mode erfolgt anhand der
Phaseninformation: Transversalmoden können von Längsmoden aufgrund
von Phasendifferenzen zwischen Sensoren an ein- und derselben axialen Po-
sition unterschieden werden. Bei longitudinalen Moden ist die Phase für alle
Sensoren dort identisch. Bei einer T1 Mode gilt für gegenüberliegende Senso-
ren, „Pos. 2“ und „Pos. 5“ sowie „Pos. 3“ und „Pos. 6“, eine Phasendifferenz
von 180 ◦. Der Druck oszilliert gegenphasig.

Unterschieden werden können ferner rotierende und stehende T1 Moden. Ei-
ne rotierende Mode mit in etwa konstanter Rotationsgeschwindigkeit wird
hier durch eine Phasendifferenz von 60 ◦ – entsprechend dem geometrischen
Winkelabstand – zwischen benachbarten Sensoren charakterisiert. Eine ro-
tierende Mode kann in zwei aufeinander senkrecht stehende T1 Moden zer-
legt werden, die mit einer Phasendifferenz von 90 ◦ oszillieren. Eine konstan-
te Rotationsgeschwindigkeit ergibt sich nur, falls die Amplituden beider Mo-
den identisch sind. Ansonsten schwankt auch die Rotationsgeschwindigkeit
periodisch. Hintergrundinformationen und Methoden zur Auswertung dyna-
mischer Druckdaten – insbesondere für Transversalmoden, auch mit nicht-
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Abbildung 4.2: Frequenzspektrum des Drucksignals.

le anderen Sensoren sind auf „Pos. 2“ bezogen dargestellt. Aus Abb. 4.3 abzu-
lesen ist, dass die Phasendifferenz zwischen „Pos. 2“ und „Pos. 5“ beziehungs-
weise „Pos. 3“ und „Pos. 6“ jeweils circa 180◦ beträgt. Eine Phasendifferenz
von 180 ◦ gegenüberliegender Sensoren ist ein eindeutiger Hinweis auf eine T1
Mode. Sowohl Längs- als auch T2- und R1-Moden zeichnen sich durch 0 ◦ Dif-
ferenz zwischen gegenüberliegenden Sensoren aus. Der Phasenunterschied
zwischen benachbarten Sensoren ist annähernd 60 ◦. Daraus ist entsprechend
obiger Erläuterung abzuleiten, dass es sich um eine rotierende T1-Mode han-
delt. Die Rotation erfolgt mit konstanter Phasengeschwindigkeit. Damit ent-
spricht die auftretende Modenform einer Überlagerung von zwei aufeinander
senkrecht stehender T1-Moden mit identischer Amplitude und einer Phasen-
differenz von 90 ◦.

Die Identifikation der Peakfrequenz und die Analyse der Phaseninformati-
on wurde hier nur für einen instabilen Betriebspunkt exemplarisch disku-
tiert. Auf eine Darstellung von Frequenz- und Phasenspektrum für weitere Be-
triebsbedingungen wurde verzichtet, da sich alle instabilen Betriebspunkte,
vgl. Kapitel 4.2, analog verhalten.

Auch im Fall, dass die thermoakustische Instabilität nicht präsent ist, also der
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Abbildung 3.1.: Zeitreihe und Spektrum der Instabilität [51]

In Abb. 3.2 ist die Frequenz aller Betriebspunkte mit einer Vorheiztemperatur von
100 ◦C über die Luftzahlλ aufgetragen. Ausgefüllte Symbole stehen dabei für instabi-
le Betriebspunkte, leere Symbole für stabile Betriebspunkte. Der Luftmassenstrom,
bzw. die Leistung, ist durch die Form der Symbole gekennzeichnet. Die Drallstärke,
die an Hand der Schlitzbreite der Drallschlitze im Drallerzeuger (siehe Kapitel 4.1.1)
eingestellt wird, kann über die Farben der Symbole unterschieden werden. Der
Einfluss der Drallstärke auf die Frequenz ist deutlich sichtbar und kann durch die
höhere Eindringtiefe des kalten Frischgases und der damit geringeren mittleren
Brennkammertemperatur T̄B K und folglich geringeren mittleren Schallgeschwin-
digkeit c̄ erklärt werden. Ebenfalls ein Temperatureinfluss ist das Ansteigen der
Frequenz mit fallender Luftzahl λ, was auf die höhere Verbrennungstemperatur
zurückzuführen ist. Des Weiteren fällt auf, dass der Einfluss der Leistung auf die
Frequenz gering ist. Dies ist konsistent mit der Reynoldsinvarianz (vgl. Kapitel 2.3)
der Drallströmung. Nicht dargestellt ist der Einfluss der Vorheiztemperatur auf die
Frequenz, welche mit steigender Temperatur ebenfalls steigt.

3.2. Verschiebungsmodell

Ein erster Schritt für das Verständnis von hochfrequenten, transversalen Instabilitä-
ten ist das von Schwing [51] entwickelte Rückkopplungsmodell, welches an dieser
Stelle vorgestellt wird.

Grundlage des Verschiebungsmodells ist die Vorstellung, dass die Flamme in der
Brennkammer auf der Schallschnelle „reitet“. Dieses Prinzip soll an einer Schwin-
gungsperiode veranschaulicht werden, vgl. dazu Abb. 3.3: Es wird dazu ein Schnitt
durch die Mittelebene einer zylindrischen Brennkammer betrachtet, in der das
Druckfeld einer stehenden 1T-Mode vorliegt und deren Knotenlinie dabei in Rich-
tung der x-Achse zeigt. Die Mode schwingt von oben nach unten und wieder zurück.

18



3.2 Verschiebungsmodell
4 Selbsterregte Instabilitäten
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Abbildung 4.4: Stabile und instabile Betriebspunkte bei einer Vorheiztemperatur von 100 ◦C.
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Abbildung 4.5: Stabile und instabile Betriebspunkte bei einer Vorheiztemperatur von 200 ◦C.
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Abbildung 3.2.: Stabile und instabile Betriebspunkte bei einer Vorheiztemperatur von
100 ◦C [51]

Die mittlere Position der Flamme ist als gestrichelte rote Linie, die aktuelle Position
der Flamme als durchgezogene rote Linie dargestellt.

• In Abb. 3.3 (a), hier als Phasenwinkel 0◦ bezeichnet, ist der akustische Druck
in der oberen Hälfte der Brennkammer positiv, in der unteren Hälfte negativ.
Dabei ist die Flamme nach oben hin verschoben. Die Schnelle ist zu diesem
Zeitpunkt gerade an ihrem Umkehrpunkt.

• Durch die Druckdifferenz zwischen oberer und unterer Hälfte wird eine akus-
tische Schnelle v ′ induziert, die in negativer y-Richtung orientiert ist. Dabei
wandert die Flamme mit der Schnelle nach unten. In Abb. 3.3 (b), bei einem
Phasenwinkel von 90◦, an dem die Schnelle ihren maximalen Wert annimmt,
befindet sich die Flamme gerade auf ihrer mittleren Position. Zu diesem Zeit-
punkt besteht keine Differenz im akustischen Druck zwischen der oberen
und unteren Hälfte der Brennkammer.

• Bei dem Zustand, der dem Phasenwinkel 180◦ entspricht, hat sich das Druck-
feld wieder aufgebaut, diesmal jedoch mit positivem akustischem Druck in
der unteren Hälfte der Brennkammer. Die von der Schnelle transportierte
Flamme ist nun nach unten hin ausgelenkt, vgl. Abb 3.3 (c)

• Analog zum Phasenwinkel 90◦, wird wieder vom Druckfeld eine akustische
Schnelle induziert, die diesmal nach oben gerichtet ist. Die vorher nach
unten orientierte Flamme wird dabei nach oben verschoben und passiert
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beim Phasenwinkel von 270◦ wieder die mittlere Position, vgl. 3.3 (d).

• Danach wiederholt sich der Zyklus, beginnend bei Phasenwinkel 0◦.

y

x z

a) Phasenwinkel 0°
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x z

b) Phasenwinkel 90°
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x z

d) Phasenwinkel 270°

y

x
z

c) Phasenwinkel 180°
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Abbildung 3.3.: Schemaskizze des Verschiebungsmodells [51]

Wichtig für das Verständnis des Modells sind die Phasenbeziehungen zwischen den
einzelnen Effekten. Wie bereits in Kapitel 2.1.2 dargestellt, besteht eine Phasendif-
ferenz von 90◦ zwischen Druckfeld und Schnellefeld, d.h. die Schnelleschwankung
ist 90◦ nach der Druckschwankung maximal. Des Weiteren ist die Verschiebung das
zeitliche Integral der Schnelle: y ′ =

∫

v ′d t , was einen Phasenverzug von 90◦ zwi-
schen Verschiebung und Schnelle bedingt. Insgesamt führen die Phasenverzüge zur
Auslenkung der Flamme hin zum höheren Druck. Damit ist das Rayleigh-Kriterium
(siehe Kapitel 2.2) immer positiv, womit eine Voraussetzung für thermoakustische
Instabilitäten gegeben ist.
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3.3 Modellentwicklung und weitere Modelle

3.3. Modellentwicklung und weitere Modelle

Bei der Entwicklung des Verschiebungsmodells wurden von Schwing [51] verschie-
dene Hypothesen, bzw. bereits existierende Modelle, aufgrund von experimentellen
Beobachtungen ausgeschlossen.

Im hier vorliegenden Fall ändert sich die Frequenz kontinuierlich mit der Variation
der Betriebsparameter. Diskrete Modelle, bei denen es zu einem „Lock-In“-Effekt
[32] kommt, bei dem sich die Instabilität bei wenigen, aber immer den gleichen
Frequenzen zeigt, erscheinen daher eher unwahrscheinlich. Diese Modelle werden
in der Regel von charakteristischen Zeiten, wie z.B. konvektiven Verzugszeiten
bestimmt, die zu dem eben erwähnten „Lock-In“-Effekt auf definierte Frequenzen
führt.

Die Hypothese von akustisch induzierter Wirbelablösung, wie sie zum Beispiel in
den Arbeiten von [4], [3] oder auch [21] diskutiert werden, sind aufgrund der expe-
rimentellen Beobachtungen unwahrscheinlich. Zum Einen nimmt die Intensität
der Wirbel mit sinkender Drallzahl stark ab, während gleichzeitig die Instabilitäts-
neigung zunimmt. Zum Anderen zeigte sich bei Untersuchungen mit Brennstoff-
anreicherung in der äußeren Scherschicht ein stabileres Betriebsverhalten.

Als weitere Kopplungsmechanismen kommen sowohl die Geschwindigkeits- als
auch die Druckkopplung in Frage. Das Verschiebungsmodell basiert auf der Ge-
schwindigkeitskopplung, bei der die Schwankungen der Wärmefreisetzung von
Fluktuationen der akustischen Schnelle verursacht werden. Beispiele für die Ge-
schwindigkeitskopplung sind in [41], [23], [19] und [18] zu finden. Bei der Druck-
kopplung dagegen wird die Wärmefreisetzung durch das Druckfeld moduliert und
basiert auf der adiabaten Kompression, bzw. auf dem Einfluss von Dichteschwan-
kungen.

Schwing vergleicht dabei das Verschiebungsmodell mit dem Modell der adiabaten
Kompression. Die Details dazu werden im folgenden Kapitel 3.4 vorgestellt. Beide
Modelle haben Wachstumsraten in der selben Größenordnung, Schwing favorisiert
jedoch das Verschiebungsmodell, da zum einen die experimentellen Beobachtung-
en dieses stützen, zum anderen die Wachstumsrate der adiabaten Kompression als
Abschätzung nach oben betrachtet wird.

Zellhuber [53] untersuchte in seiner Arbeit in einer generischen Geometrie eine
Selbstzündflamme unter transversaler akustischer Anregung. Dabei wurden fol-
gende Kopplungsmechanismen betrachtet:

• Flammenverschiebung aufgrund der Schnelle

• Flammenverschiebung aufgrund der Krümmung der Flammenfront

• Wärmefreisetzungsschwankungen aufgrund von Dichteschwankungen

21



Die selbsterregte Instabilität und das Verschiebungsmodell

• Wärmefreisetzungsschwankungen aufgrund von chemischen Umsatzraten-
schwankungen

In seiner Analyse sind dabei, wie schon bei Schwing, die Flammenverschiebung
aufgrund der akustischen Schnelle sowie der Einfluss der Dichteschwankungen
als Haupteinflüsse identifizierbar. Im Gegensatz zu Schwing tragen hier jedoch die
Dichteschwankungen mehr zur Wachstumsrate bei als die Schnelleschwankungen.

Beide Modelle werden auch in einer gemeinsamen Arbeit [54] vorgestellt. Dabei
wird hergeleitet, dass die Formulierung des Rayleigh-Integrals von Schwing ein
Spezialfall der allgemeineren Formulierung von Zellhuber ist, wenn dabei eine in
Bezug auf die akustische Mode sehr dünne Flamme angenommen wird.

Ein weiteres Modell wird von Sattelmayer et al. [47] vorgeschlagen. Dort wird die
Interaktion von Verbrennung und transversalen Geschwindigkeitsfluktuationen ei-
ner Raketenbrennkammer mit Flüssigtreibstoff betrachtet. An Hand eines Injektors
wird das Rayleigh-Integral für die transversale Flammenverschiebung aufgestellt. Es
zeigt sich, dass von vier verschiedenen Effekten die Wärmefreisetzungsschwankung
aufgrund der Flammenverschiebung der einzige Effekt ist, der bei der Anregungs-
frequenz antwortet.

3.4. Modellbewertung und Ausblick

Da diese Arbeit am selben Versuchsstand wie die Arbeit von Schwing entstanden
ist, konzentriert sich dieser Abschnitt auf dessen Modell. Die Modelle von Zell-
huber und Sattelmayer werden in Kapitel 7 verwendet, um Rayleigh-Integrale zu
berechnen.

Schwing [51] vergleicht in seiner Arbeit das von ihm entwickelte Verschiebungsmo-
dell quantitativ mit zwei Modellen der adiabaten Kompression. Bei der adiabaten
Kompression geht man davon aus, dass durch das Druckfeld die Stromlinien im
Bereich des akustisch höheren Drucks komprimiert werden, wodurch bei gleich-
bleibender globaler Wärmefreisetzung die spezifische Wärmefreisetzung steigt, da
sich das Bezugsvolumen verkleinert. Im Bereich des akustisch niedrigeren Drucks
wird die spezifische Wärmefreisetzung kleiner, da sich das Bezugsvolumen erhöht.

Schwing wählt bei der adiabaten Kompression zwei Grenzfälle aus: Ein quasistatio-
näres, auf der Flammengeschwindigkeit basierendes Modell, bei dem Flammen-
geschwindigkeit und Reaktionsumsatz instantan auf die Kompression reagieren.
Dieser Fall kann als „Best-Case“-Abschätzung betrachtet werden und zeigt das
maximale Potential der adiabaten Kompression. Der zweite Fall dagegen ist ein
instationäres Rührreaktormodell, bei dem zeitliche Änderungen in Druck und Tem-
peratur bei der Berechnung der Wärmefreisetzung berücksichtigt werden.
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3.4 Modellbewertung und Ausblick

Das lokale Rayleigh-Integral des Verschiebungsmodells für eine rotierende Mode
nach Formel 2.29 aus Kapitel 2.2, ohne die Integration über das Volumen, ist in Abb.
3.4 zu sehen. Dabei erreicht das Wachstumspotential im Zentrum, wo die Schnelle-
schwankungen am höchsten sind, seine maximalen Werte und fällt mit steigendem
Radius ab. Das Rayleigh-Integral des flammengeschwindigkeitsbasierten Modells
der adiabaten Kompression ist in Abb. 3.5 zu sehen. Im Gegensatz zum Verschie-
bungsmodell erreicht das Wachstumspotential am Rand, wo der akustische Druck
maximal wird, die höchsten Werte und fällt zum Zentrum hin ab. Das Rührreak-
tormodell verhält sich qualitativ gleichwertig. Das Verschiebungsmodell und das
flammengeschwindigkeitsbasierte Modell erreichen die gleiche Größenordnung
für das Rayleigh-Integral, das Rührreaktormodell liegt einige Größenordnungen
darunter. Alle Modelle wurden mit einer Druckamplitude von 1 Pa und einer volu-
metrischen Wärmefreisetzungsrate von 1 W/m3 betrachtet. Das flammengeschwin-

7 Numerische und analytische Modellierung

im relevanten Bereich in guter Näherung linear sind. Abb. 7.6 zeigt das lokale
Rayleigh-Integral

1

T

T∫

0

p ′q ′d t (7.26)

für rotierende und Abb. 7.7 für stehende Moden. Das gesamte Feld ist positiv,
dämpfende Bereiche existieren nicht. Den größten Wert erreicht das Rayleigh-
Integral im Zentrum. Dort sind die Schnelleschwankungen maximal und da-
mit die Verschiebungen groß, gleichzeitig existieren große Druckgradienten.
Beides ist vorteilhaft für das Antriebspotential des Verschiebungsmodells. Die
Zonen am Rand zeichnen sich durch geringe akustische Geschwindigkeiten
aus und damit ist deren anfachende Wirkung gering. Im Fall von rotierenden
Moden gibt es keine Zonen mit verschwindenden Schnelleschwankungen.
Aufgrund der Geschwindigkeitskomponenten tangential zur Wand existiert
selbst dort ein geringes Wachstumspotential. An den Positionen der Druckex-
trema stehender Moden an der Wand ist die akustische Schnelle immer null
und damit verschwindet auch das Rayleigh-Integral.
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Abbildung 7.6: Lokales Rayleigh-Integral für rotierende T1-Mode mit Druckamplitude A+ =
1 Pa, A− = 0 und Wärmefreisetzung pro Volumen q̃ = 1 W/m3 für das Verschie-
bungsmodell.
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Abbildung 3.4.: Lokales Rayleigh-Integral des Verschiebungsmodells [51]

digkeitsbasierte Modell der adiabaten Kompression wird von Schwing jedoch als als
Best-Case-Szenario bezeichnet. Die im Experiment beobachtbare erhöhte Instabili-
tätsneigung bei geringerem Drall wird mit der Verschiebung der Wärmefreisetzung
in Richtung der Brennkammerachse als Indiz für das Verschiebungsmodell gewer-
tet, da bei diesem die Wachstumsrate auf der Brennkammerachse am höchsten
und am Rand am geringsten ist. Schlussendlich wird dem Verschiebungsmodell
der Vorzug gegeben, unter anderem auch, da die berechneten Wachstumsraten in
etwa gemessenen Dämpfungsraten entsprechen.
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Abbildung 7.12: Lokales Rayleigh-Integral für rotierende T1-Mode mit Druckamplitude A+ =
1 Pa, A− = 0 und Wärmefreisetzung pro Volumen q̃ = 1 W/m3 für fluktuieren-
de Flammengeschwindigkeiten.
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Abbildung 7.13: Lokales Rayleigh-Integral für stehende T1-Mode mit Druckamplitude A+ =
A− = 0,5 Pa und Wärmefreisetzung pro Volumen q̃ = 1 W/m3 für fluktuieren-
de Flammengeschwindigkeiten.
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Abbildung 3.5.: Lokales Rayleigh-Integral des flammengeschwindigkeitsbasierten Modells
[51]

Das Modell liefert einen Erklärungsansatz für die Rückkopplung hochfrequenter,
transversaler Moden. Dabei ist es in sich konsistent und wird zudem von den
experimentellen Daten gestützt.

Die Verschiebung der Flamme wurde jedoch noch nicht experimentell nachgewie-
sen. Des Weiteren ist das Flammenmodell der auf einen Kreisumfang konzentrier-
ten Wärmefreisetzung eine sehr einfache Betrachtung, die zudem die dreidimen-
sionale Ausprägung der Flamme vernachlässigt.

Das Modell beschreibt den Kopplungsmechanismus anhand einer Modellflamme,
macht jedoch keine quantitativen Aussagen über die ermittelten Stabilitätsgrenzen.
Die Unterschiede zwischen den von der Drallstärke abhängigen Stabilitätsgrenzen
werden lediglich qualitativ über die radiale Wachstumsrate im Verschiebungsmo-
dell erklärt.

Außerdem gibt es keine eindeutigen Argumente, die das Verschiebungsmodell
gegenüber der adiabaten Kompression bevorzugen. Es sind lediglich experimen-
telle Beobachtungen, deren Ausprägung auch andere Ursachen haben kann. Zum
Beispiel wird in der Modellvorstellung von einer für alle Betriebspunkte ähnlich
starken Dämpfungsrate ausgegangen und die unterschiedlichen Stabilitätsgrenzen
nur über die von der Flammenposition abhängigen Wachstumsrate begründet.

Für die Weiterentwicklung des Modells ist es daher wichtig, die Verschiebung expe-
rimentell nachzuweisen. Des Weiteren müsste die Bestimmung von Wachstums-
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und Dämpfungsrate für jeden Betriebspunkt erfolgen, um die Stabilitätsgrenzen für
den kompletten Betriebsbereich nachvollziehen zu können. Für diese Ziele muss
jedoch erst ein tieferes Verständnis erreicht werden, insbesondere zum Einfluss
der verschiedenen Kopplungsmechanismen sowie der Dämpfung des Systems. An
diesen Punkten setzt diese Arbeit an.
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4. Versuchsaufbau und Messtechnik

Zur Untersuchung der selbsterregten Instabilität standen ein Labor mit Versuchs-
stand sowie verschiedene Messtechniken zur Verfügung, die im folgenden näher
beschrieben werden.

4.1. Versuchsaufbau

Für die Versuche wurde derselbe Versuchsstand wie in der Vorgängerarbeit verwen-
det [51]. Ebenfalls wurde der Prüfstand in der Arbeit von Mayer [33] beschrieben.
Konzipiert wurde der turbulente Drallbrenner ursprünglich für die brennstoffflexi-
ble magere Vormischverbrennung unter Vermeidung von Flammenrückschlägen.
Der Prüfstand modelliert eine Gasturbinenbrennkammer, wird jedoch im Gegen-
satz zu realen Maschinenbedingungen bei atmosphärischem Druck betrieben.
Die Auslegung, das Konzept sowie detaillierte Untersuchungen des stationären
Strömungsfelds sind in [44], [45] und [43] zu finden.

4.1.1. Prüfstand

Die Funktionsweise des Prüfstands sei anhand einer schematischen Abbildung
(Abb. 4.1) erklärt. Ein Gebläse (nicht dargestellt) versorgt den Prüfstand mit Luft,
die elektrisch vorgeheizt werden kann, was die Temperaturerhöhung im Verdichter
einer Gasturbine simulieren soll. In der Vorkammer (1) des Prüfstands wird die Luft
mit dem Brennstoff in einem statischen Mischer (2) perfekt gemischt. Dabei kann
der Prüfstand sowohl mit Erdgas als auch mit Wasserstoff und variablen Mischun-
gen dieser beiden Brennstoffe betrieben werden. Der Versuchsstand kann auch
mit Brennstoffeindüsung im Drallerzeuger betrieben werden. Im Rahmen dieser
Arbeit wurde, bis auf eine Messung, nur die perfekte Vormischung verwendet. Für
diese eine Messung wurde ein Teil der Infrastruktur der Brennstoffeindüsung im
Drallerzeuger verwendet, um das Brennstoffprofil der perfekten Vormischung zu
verändern. Eine schematische Darstellung der Position der Brennstoffdüse zur axia-
len Brennstoffinjektion ist in Abb. 4.2 dargestellt. Ein Teil des Brennstoffs wird nicht
perfekt vorgemischt, sondern durch die Düse injiziert. Dadurch kann die relative
Brennstoffkonzentration im Kern der Strömung erhöht werden. Das Brennstoff-
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1 2 3 4 5 876

1  Vorkammer

2  statischer Mischer

3  Plenum

4  Drallerzeuger

5  Mischrohr

6  Diffusor

7  Brennkammer

8  Abgastrakt

BrennstoffLuft

Abbildung 4.1.: Schemaskizze des Prüfstands

Plenum

Drallerzeuger

Düse

Mischrohr Brennkammer

Abbildung 4.2.: Schema der axialen Düse im Kopf des Drallerzeugers
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Luft-Gemisch tritt danach in das Plenum (3) ein, an dessen Ende der Drallerzeuger
(4) installiert ist. Die Drallstärke kann dabei über Einlegeplatten variiert werden,
welche die Breite b der Drallschlitze verändern, wobei die Drallstärke mit kleiner
werdender Breite b steigt. Beide Komponenten sind in Abbildung 4.3 zu sehen.
Nach dem Drallerzeuger strömt das Gemisch in ein konisches Mischrohr (5). Die

Abbildung 4.3.: Drallerzeuger mit Einlegeplatten

nächste Komponente, der Diffusor (6), wird aufgrund ihrer Relevanz für diese Arbeit
etwas ausführlicher im nächsten Abschnitt 4.1.2 besprochen. Nach dem Übergang
in die Brennkammer schließt direkt die zylindrische Brennkammer (7) an, die zu-
sätzlich in Abb. 4.4 im montierten Zustand am Versuchsstand dargestellt ist. Diese
ist normalerweise aus Quarzglas gefertigt, es ist jedoch auch eine Stahlbrennkam-
mer mit Gewindebohrungen zum Anschluss von Drucksensoren verfügbar. Nach
der Brennkammer folgt ein Abgaskanal (8), dessen Innendurchmesser dem der
Brennkammer entspricht.

Der Versuchsstand wurde dabei mit folgenden Parametern betrieben:

• Vorheiztemperatur: Tp r e = 100 ◦C−400 ◦C

• Luftmassenstrom: ṁL = 60 g/s−120 g/s

• Schlitzbreite des Drallerzeugers: b = 9 mm−14 mm
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Abbildung 4.4.: Quarzglasbrennkammer im Versuchsstand

4.1.2. Geometrie der Brennkammer

Bei der Untersuchung der selbsterregten Instabilität hat sich herausgestellt, dass
geometrische Änderungen am Brennkammereinlass großen Einfluss auf die selbst-
erregte Instabilität haben. Dabei sind zwei verschiedene Konfigurationen für den
Übergang zwischen Mischrohr und Brennkammer von Interesse, die bereits von
Mayer [33] erwähnt werden. Bei einer Variante ist zwischen Mischrohr und Brenn-
kammer ein Diffusor, bei der anderen Variante ist kein Diffusor vorhanden, vgl. Abb.
4.5. Der ursprüngliche Zweck des Diffusors ist der Schutz der Flammenwurzel vor
Pulsationen der Nachbarbrenner bei einer Mehrbrenneranordnung. Die Position
der Rückströmzone ist dabei, bezogen auf das Ende des Mischrohrs, unverändert.
Bei Schwing [51]wurde lediglich die Variante mit einem Diffusoröffnungswinkel
vonαD = 10◦, welcher bei sehr niedrigen Leistungen schon instabil wird, untersucht.
Im Rahmen dieser Arbeit wurden beide Varianten untersucht. Zudem wurde der
Winkel αD des Diffusor zwischen 0◦ und 15◦ variiert. Neben der schon erwähnten
Variation der Schlitzbreite des Drallerzeugers ist dies eine weitere konstruktive
Maßnahme zur Beeinflussung des Strömungsfelds in der Brennkammer. Die Ab-
messungen des Diffusors sowie der Brennkammer sind in Tabelle 4.1 angegeben.
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Mischrohr Brennkammer

α
D

ohne Diffusor mit Diffusor

BrennkammerDM

Abbildung 4.5.: Varianten mit und ohne Diffusor mit variablem Diffusorwinkel αD

Größe Symbol Wert Einheit
Länge des Diffusors LD 25 mm

engster Durchmesser des Diffusors DD 75 mm
Diffusorwinkel αD 0 - 15 ◦

Länge der Glasbrennkammer LB K 200 mm
Durchmesser der Glasbrennkammer DB K 158 mm

Tabelle 4.1.: Abmessungen des Experiments
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4.2. Messtechnik

Zur experimentellen Erfassung der selbsterregten Instabilität wurden verschiedene
Messtechniken verwendet. Dabei wurden die für thermoakustische Instabilitäten
relevanten Messgrößen, bzw. representative Hilfsgrößen erfasst. Zum einen wurde
der akustische Druck p ′ an der Brennkammerwand und zum anderen die OH*-
Chemilumineszenz als Maß für die Wärmefreisetzung q̇ ′ gemessen. Zudem wurde
eine laserbasierte optische Messtechnik zur Erfassung der Flammenverschiebung
eingesetzt.

4.2.1. Druckmessungen

Für die Erfassung des akustischen Drucks wurden Sensoren des Herstellers PCB Pie-
zotronics Inc. verwendet. Dabei kamen 5 Sensoren vom Typ 106B mit Kühladapter
064B06 zum Einsatz [37] [36]. Ein Sensor dieses Typs ist in Abb. 4.6 dargestellt. Die
Datenerfassung erfolgte mit Hilfe der Messkarte NI 4472 von National Instruments,
mit der es möglich ist, 8 Kanäle simultan abzutasten. Die Drucksensoren wurden
dabei mit einer Samplerate von 100 kHz und unterschiedlich langen Messdauern
aufgezeichnet. Für die Identifikation der Mode und Bestimmung des Stabilitätszu-
stands war eine Messdauer von 1 s ausreichend. Für simultane Aufnahmen wurde
die Messdauer der Drucksensoren an die Messdauer der Kamera angepasst.

Abbildung 4.6.: Drucksensor vom Typ PCB 106B

Zur Erfassung von hochfrequenten, transversalen Druckmoden muss bei der Posi-
tionierung der Drucksensoren auf die, im Gegensatz zu niederfrequenten, longitu-
dinalen Druckmoden, dreidimensionale Druckverteilung geachtet werden. Bei lon-
gitudinalen Moden kommt in der Regel die sogenannte Multi-Mikrofon-Methode
zum Einsatz [2], bei der mehrere Drucksensoren über die axiale Koordinate verteilt
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werden. Aus den gemessenen Drucksignalen kann bei dieser Methode das komplet-
te akustische Feld einer Brennkammer rekonstruiert werden. Aufgrund der Tatsache,
dass bei longitudinalen Moden aufgrund der planaren Wellenausbreitung lediglich
ein Sensor pro axialer Position benötigt wird, ist der Aufwand für diese Messtech-
nik überschaubar. Für transversale Druckmoden (vgl. Abb. 2.2) werden dagegen
mehrere Drucksensoren pro axialer Ebene benötigt, um das Druckfeld identifizie-
ren zu können. In Abb. 4.7 ist dargestellt, wie die Sensoren in der Frontplatte der
Brennkammer positioniert sind. Dabei sind sechs Sensorpositionen verfügbar, die
in 60◦-Abständen angeordnet sind. Diese Konfiguration erlaubt eine gleichzeitige

Abbildung 4.7.: Frontplatte mit Sensorpositionen

optische Zugänglichkeit sowie die Erfassung von Druckdaten aus der Brennkam-
mer. Für eine Erfassung bzw. Rekonstruktion des kompletten, dreidimensionalen
Druckfelds wären dagegen weitere Messpositionen an der Brennkammerwand
in axialer Richtung notwendig. Eine Stahlbrennkammer mit 24 Messzugängen (4
axiale Ebenen mit jeweils 6 um den Umfang verteilten Zugängen) wurde ebenfalls
für einige Versuche verwendet, eine Rekonstruktion des Druckfelds war jedoch
nicht möglich. Zum einen waren die Messungen durch die Anzahl der verfügbaren
Drucksensoren limitiert und zum anderen ist fraglich, in wie weit die Signale der
Drucksensoren bei Versuchen mit Verbrennung verfälscht werden. Schwing [51] hat
in seiner Arbeit die Signale der Drucksensoren normiert, da seiner Meinung nach
die absoluten Werte im heißen Betrieb nicht aussagekräftig sind. Die Phasentreue
soll davon jedoch nicht betroffen sein. Bei den Versuchen für diese Arbeit hat sich
diese Einschätzung bestätigt. Jedoch kann nicht mit absoluter Gewissheit davon
ausgegangen werden, dass die Phasentreue zu 100% gegeben ist. Drucksensoren
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mit hohen gemessenen Amplituden lieferten Phaseninformationen, die den theore-
tischen Erwartungen entsprachen. Drucksensoren, deren gemessene Amplituden
dagegen deutlich geringer ausfielen, haben ebenso unzuverlässigere Phaseninfor-
mationen produziert. Ein Grund dafür könnte der Einbau des Drucksensors in
den Kühladapter und das unbekannte akustische Übertragungsverhalten dieser
Konstruktion sein.

4.2.2. Optische Messtechnik

Zur Erfassung der Flammendynamik kamen zwei optische Messtechniken zum
Einsatz. Zum einen die OH*-Chemilumineszenz, bei der das Eigenleuchten der
Flamme detektiert wird, zum anderen laserinduzierte Fluoreszenz, bei der mit
Hilfe eines Lasers Verbrennungsradikale angeregt und ebenfalls von einer Kamera
detektiert werden.

Chemilumineszenz

Als maßgeblicher Einfluss auf thermoakustische Instabilitäten sind die Wärme-
freisetzung, bzw. die Wärmefreisetzungsschwankung der Flamme zu sehen. Die
messtechnische Erfassung der Wärmefreisetzung ist als sehr aufwändig anzusehen,
wo hingegen die Erfassung des Eigenleuchtens der Flamme deutlich einfacher
ist. Genauer gesagt handelt es sich bei Chemilumineszenz um die Emission von
Licht von angeregten Molekülen oder Radikalen. In Abb. 4.8 ist das Spektrum ei-
ner turbulenten Methan-Luft-Flamme abgebildet. Dabei ist die schmalbandige
Emission des OH*-, des CH*- und des C2*-Radikals sowie die breitbandige Emissi-
on des CO2*-Moleküls erkennbar. Bei den Radikalen handelt es sich um Produk-
te von Seitenpfaden der Verbrennungsreaktion. Es ist jedoch zu beachten, dass
bei lokal aufgelösten Messungen das Eigenleuchten der Flamme aufgrund von
Turbulenz-Chemie-Interaktion nicht der Wärmefreisetzung entspricht [26]. Aus
diesem Grund kann Chemielumineszenz nur als Indikator für die Wärmefreisetz-
ung verwendet werden. In dieser Arbeit wurde dabei die bandpassgefilterte OH*-
Chemilumineszenz aufgenommen.

Zur Aufzeichnung von OH*-Chemilumineszenzbildern wurden die High-Speed-
Kameras SA5 bzw. SAX des Herstellers Photron verwendet. Da die Wellenlänge
der OH*-Strahlung ca. 308 nm beträgt, was ausserhalb des Erfassungsbereichs der
Kamera liegt, kam ein externer Bildverstärker vom Typ Hamamatsu C10880-03F
zum Einsatz. Dabei wurde der Bildverstärker mittels einer speziellen Koppeloptik
an die Kamera angeschlossen. Des Weiteren mussten spezielle UV-fähige Objektive
verwendet werden. Hierbei kamen eines von Nikkor (105mm, f=1:4,5) und eines
von Sodern (45mm, f=1:1,8) zum Einsatz. Zur Filterung wurde ein Filter der Fir-
ma Andover Corporation vom Typ 307-FS10-50 mit einer Zentralwellenlänge von
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2 Chemiluminescence

The term chemiluminescence refers to light emitted from atoms, molecules, or
radicals, returning from an electronically excited state to ground state. The pre-
fix ’chemi’ indicates that the excitation energy comes from a chemical reaction.
Chemiluminescence can be found in many processes which involve unstable and
energetic intermediate species, such as combustion processes1. Figure 2.1 shows
a typical chemiluminescence spectrum of a non-preheated, turbulent methane-air
flame at atmospheric pressure.
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Figure 2.1: Typical chemiluminescence spectrum of a methane-air flame at atmospheric
pressure. The spectral resolution is 1nm.

The spectrum is a superposition of the emissions from four electronically ex-
cited species: The radicals OH⇤, CH⇤, and C⇤2, and the molecule carbon dioxide
CO⇤2

2. The diatomic radicals emit light in narrow spectral bands whereas the emis-
sions from CO⇤2 are broadband in the wavelength range from approximately 270nm

1 It is important to note that although the chemiluminescence light investigated in this study is generated
by combustion processes, the origin of the chemiluminescence lies not in the temperature rise caused
by combustion. Thus, a direct proportionality between chemiluminescence and heat release cannot be
expected a priori.

2 Throughout this study the asterisk is used to indicate electronically excited molecules or radicals.
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Abbildung 4.8.: Spektrum einer turbulenten Methan-Luftflamme [26]

308,5 nm, einer Halbwertsbreite von 10 nm und einer maximalen Transmissionsra-
te von 16,17 % verwendet.

Die Hochgeschwindigkeitskameras nehmen Zeitreihen von Einzelbildern auf, aus
denen sowohl Mittelwertbilder als auch phasengemittelte Bilder gewonnen werden
konnten. Für die Mittelwertbilder waren dabei deutlich geringere Aufnahmeraten
(1 kHz) als für die phasengemittelten Bilder (15 kHz) möglich.

Chemilumineszenzaufnahmen sind immer tiefenintegrierte Aufnahmen. Jedes
Pixel des Chips registriert dabei das über den optischen Pfad aufsummierte Signal.
Zur Analyse der Wärmefreisetzung sind jedoch Schnittbilder besser geeignet, da
eine 2D-Darstellung die lokale Verteilung wiedergibt. Für rotationssymmetrische
Körper kann man mit Hilfe der inversen Abel-Transformation tiefenintegrierte
Bilder auf die Rotationsebene zurückrechnen. Dafür muss das zu beobachtende
Objekt jedoch eine ausreichend geringe optische Dichte aufweisen. Unter den
vorliegenden Versuchsbedingungen erfüllt OH*-Strahlung das Kriterium der gerin-
gen optischen Dichte [12]. Die Anwendung der inversen Abel-Transformation ist
beispielhaft in Abb. 4.9 dargestellt. Für die hier vorliegenden Daten wurde dabei
mit der BASEX-Methode [6] gearbeitet, die jedoch nur auf die normalen Mittelwert-
bilder angewendet werden konnte. Die phasengemittelten Aufnahmen müssen
daher in der tiefenintegrierten Darstellung analysiert werden, da bei diesen die
Rotationsebene verschoben sowie die Flamme nicht rotationssymmetrisch ist.
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Abbildung 4.9.: Aufnahme der OH*-Chemilumineszenz vor und nach der inversen Abel-
Transformation

Laser-Induzierte Fluoreszenz

Die laserinduzierte Fluoreszenz (LIF) wird im Allgemeinen zur Bestimmung von
Stoffkonzentrationen in Gasen und Flüssigkeiten verwendet. Dieses spektroskopi-
sche Verfahren basiert dabei auf der Fluoreszenzanregung, bei der die Energie eines
Lasers Moleküle auf ein höheres Energieniveau hebt. Dieser Zustand bleibt jedoch
nicht lange bestehen und das Molekül fällt auf seinen energetischen Grundzustand
zurück, wobei es zur Emission von Licht kommt.

In der Verbrennungsforschung wird dabei unter anderem das OH-Radikal angeregt,
um dessen Konzentration zu messen. Dieses Radikal wird bei der Verbrennung
gebildet, wodurch sich über den Konzentrationsunterschied die Flammenfront
erkennen lässt. Weiterführende Informationen dazu finden sich auch bei [9] und
[25]. Im Rahmen dieser Arbeit soll diese Technik dazu verwendet werden, die Ver-
schiebung der Flamme zu detektieren.

Der für diese Arbeit verwendete Versuchsaufbau und die verwendete Technik lässt
sich anhand von Abb. 4.10 erklären. Ein Pumplaser vom Typ Edgewave IS8II mit
einer Repititionsrate von 2x 20 kHz und einer Pulsenergie von 2 mJ bei einer Wellen-
länge von 532 nm ist die erste Komponente des Messaufbaus. Um die Wellenlänge
des Lasers an das Maximum des Absorptionsspektrums des zu untersuchenden
Moleküls anzupassen, kommt ein Farbstofflaser zum Einsatz. Abhängig von der
Zielwellenlänge können verschiedene Farbstoffe verwendet werden, im hier vor-
liegenden Fall wird dafür Rhodamin 6G verwendet. Der Farbstoff emittiert dann
Licht bei einer Wellenlänge von ca. 566 nm, welche durch eine nachfolgende Fre-
quenzverdopplungseinheit auf ca. 283 nm halbiert wird. Anschließend wird der
Laserstrahl von einer Lichtschnittoptik aufgeweitet und auf die Mittelebene der
Brennkammer ausgerichtet. Zur Detektion des Fluoreszenzspektrums der Flamme
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UV-Objektiv Pumplaser

Farbstofflaser

Lichtschnittoptik

HS-Kamera

Bildverstärker

Filter

Abbildung 4.10.: Schema des LIF-Versuchsaufbaus [8]

kommt die selbe Kombination aus Kamera, Bildverstärker und UV-Objektiven wie
bei den Chemilumineszenzaufnahmen zur Anwendung. Zur Eliminierung stören-
der Einflüsse, insbesondere des Lasers, wurde ein Filter vom Typ Semrock Brightline
HC mit einer Zentralwellenlänge von 320 nm, einer Halbwertsbreite von 40 nm und
einer Transmissionsrate von über 70% verwendet.

Zur richtigen Erfassung des Phänomens müssen die Flammenposition und der
akustische Druck simultan bei einer hohen zeitlichen Auflösung aufgenommen
werden. Die Drucksensoren wurden dabei mit 100 kHz, die LIF-Aufnahmen mit
20 kHz aufgenommen, das Nyquist-Kriterium ist dabei für die Instabilität bei ca.
3 kHz gut erfüllt.

4.3. Synchronisation der Messtechniken

Sowohl für die LIF-Aufnahmen als auch für phasengemittelte Chemilumineszenz-
aufnahmen ist es notwendig zu wissen, wie sich die Bilder der Kamera zum aktuel-
len Druckzustand in der Brennkammer verhalten.

Zu diesem Zweck wurde sowohl das Belichtungssignal des Bildverstärkers als auch
das Aufnahmesignal der Kamera auf der NI-Messkarte simultan zu den Signalen

37



Versuchsaufbau und Messtechnik

der Drucksensoren mitgeschrieben. Der Zeitpunkt der Messbeginns der Kamera
ist im unteren Teil von Abb. 4.11 dargestellt und beginnt mit der steigenden Flanke
des REC-Signals. An den Spannungsspitzen des Signals des Bildverstärkers (BV)
war dieser aktiv, so dass dem Drucksignal im oberen Teil von Abb. 4.11 an diesen
Zeitpunkten das entsprechende Bild zugeordnet werden kann, wobei das erste Bild
der Zeitreihe durch das REC-Signal identifizierbar ist.
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Abbildung 4.11.: Synchronisationsschema aus Drucksignal, Aufnahmesignal der Kamera
und das Belichtungssignal des Bildverstärkers
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5. Experimentelle Ergebnisse

In diesem Kapitel werden die experimentellen Ergebnisse der Versuche vorgestellt,
die an dem in Kapitel 4.1 vorgestellten Brenner durchgeführt wurden.

Ausgehend von dem in der Vorgängerarbeit entwickelten Verschiebungsmodell
wurden Versuche unternommen, dieses experimentell zu bestätigen bzw. den Rück-
kopplungsmechanismus genauer zu untersuchen. Ein Teil dieser Arbeit widmet sich
daher den Ergebnissen von zeitlich hoch aufgelösten Messtechniken zur Analyse
des phasenabhängigen Flammenverhaltens. Dabei kamen die optischen Messtech-
niken laserinduzierte Fluoreszenz (Kapitel 5.1) und Chemilumineszenz (5.2) mit
simultaner Aufzeichnung des akustischen Drucks zu Einsatz.

Hauptsächlich beschäftigt sich diese Arbeit damit, zum weiteren Verständnis des
Systemverhaltens beizutragen. Insbesondere wurde dabei der Einfluss der Flam-
menposition auf die Akustik, bzw. die Stabilitätsgrenze des Systems untersucht.
Im Versuchsbetrieb wurden dabei mehrere Parameter verändert. Dabei wurde der
akustische Druck sowie die Flammenposition mit Hilfe von Chemilumineszenzbil-
dern aufgenommen. Der Einfluss der Parametervariation auf die Stabilitätsgrenzen
wird in Abschnitt 5.3 vorgestellt, die Veränderung der radialen Flammenposition
wird in Abschnitt 5.4.1 diskutiert. Die Unterschiede in der axialen Flammenposition
und Flammenlänge werden in Abschnitt 5.4.2 besprochen.

Folgende Parameter wurden dabei variiert:

• Vorheiztemperatur

• Drallschlitzweite

• Luftmassenstrom

• Luftzahl, bzw. Leistung

• Diffusorwinkel

• Brennstoffzusammensetzung

• radiale Brennstoffverteilung

Die ersten vier Parameter wurden bereits, zumindest deren Stabilitätsgrenzen, in
der Vorgängerarbeit untersucht. Der Fokus dieser Arbeit liegt vor allem auf den drei
weiteren Parametern und deren Einfluss auf die Position der Flamme.

Die Variation des Diffusorwinkels ist dabei eine Veränderung der Brennergeometrie,
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Experimentelle Ergebnisse

die sich in einer Veränderung des Strömungsfelds zeigt. Die Details dazu sind in
Kapitel 4.1.2 zu finden.

Für die Variation der Brennstoffzusammensetzung wurde dem normalerweise ver-
wendeten Methan auch Wasserstoff zugemischt. Durch die höhere Reaktivität des
Wasserstoffs erhält man deutlich kompaktere Flammen, insbesondere in axialer
Richtung äußert sich dies in einer kürzeren Flamme. Zur Vergleichbarkeit mit den
Versuchen mit reinem Erdgas wurde die thermische Leistung als Vergleichsmaß ge-
wählt. Bei den zu vergleichenden Betriebspunkten wurden Mischungen verwendet,
bei denen der Anteil des Wasserstoffs am Brennstoff bei 25%, bzw. 40% lag.

Die Beeinflussung des Brennstoffprofils wurde bereits von Schwing genutzt, um
seine Modellhypothese zu bekräftigen. Dabei wurde der Kern der Strömung ab-
gemagert, wodurch die Stabilitätsgrenze des Systems zu höheren Leistungen ver-
schoben wurde. Schwing sah dies als Bestätigung des Verschiebungsmodells. In
dieser Arbeit wurde versucht, diese Hypothese durch eine gegensätzliche Maßnah-
me zu überprüfen. Durch die in Abschnitt 4.1.1 erwähnte zusätzliche Eindüsung
von Brennstoff auf der Brennerachse wird im Gegensatz zu Schwing der Brenn-
stoffanteil im Kern der Strömung erhöht, was nach dem Verschiebungsmodell zu
niedrigeren Stabilitätslimits führen sollte.

Eine Übersicht der in den Kapiteln 5.3 bis 5.4.2 untersuchten Konfigurationen ist
in Tabelle 5.1 aufgeführt. Die Werte für Vorheiztemperatur Tp r e und Luftmassen-
strom ṁL werden bei der Vorstellung der Ergebnisse mit angegeben. Die perfekte
Vormischung wird mit p.V., die zusätzliche axiale Eindüsung mit z.a.E. abgekürzt.

Nr. b [mm] αD [◦] Brennstoff Eindüsung
K1 14 kD, 0 - 15 CH4 p.V.
K2 11 kD, 0 - 15 CH4 p.V.
K3 14 10 CH4 +H2 p.V.
K4 11 10 CH4 +H2 p.V.
K5 14 10 CH4 z.a.E

Tabelle 5.1.: Übersicht der Versuchskonfigurationen

5.1. Laserinduzierte Fluoreszenz

Die laserinduzierte Fluoreszenz wird, wie bereits in Kapitel 4.2.2 beschrieben, zur
Ermittlung von Spezieskonzentrationen verwendet. In hier vorliegenden Fall wird
dabei planar in der Mittelebene der Flamme die OH*-Konzentration gemessen,
welche durch einen hohen Anstieg in der Reaktionszone gekennzeichnet ist und
dabei u.a. zur Detektion von Flammenfronten genutzt wird. Die Verschiebung der
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5.1 Laserinduzierte Fluoreszenz
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Abbildung 5.1.: Prinzipskizze LIF

Flamme, wie sie bereits in Abb. 3.3 skizziert wurde, soll experimentell nachgewie-
sen werden. Zu diesem Zweck wurde ein Messaufbau gewählt, wie er in Abb. 5.1
dargestellt ist. Die Verschiebung der Flamme hin zum akustisch positiven Druck in
der Brennkammer soll dabei in der Mittelebene detektiert werden. Zur Auswertung
der Flammenverschiebung wurde die Zeitreihe der LIF-Bilder mit Hilfe des Prin-
zips der Kreuzkorrelation ausgewertet. Wie in Abb. 5.2 dargestellt ist, wird dabei
jedes Bild der Zeitreihe mit dem nachfolgenden Bild korreliert, woraus ein relativer
Verschiebungswert in vertikaler und horizontaler Bildrichtung gewonnen werden
kann. Ausgehend vom Verschiebungsmodell wird jedoch nur die Verschiebung
in vertikaler Richtung betrachtet. Für alle Bilder ergibt sich schlussendlich eine
Zeitreihe des relativen Verschiebungssignals.

Aus dieser Zeitreihe kann ein Spektrum ermittelt werden, das in Abb. 5.3 dargestellt
ist. Dabei ist ein klares Maximum im Frequenzbereich der hochfrequenten Insta-
bilität zu erkennen, was den Schluss nahelegt, dass die Flamme eine periodische
Bewegung in vertikaler Richtung mit der gleichen Frequenz wie die Druckfluktuati-
on ausführt.

Das Zeitsignal der relativen Verschiebung zwischen den Einzelbildern wird anschlie-
ßend gefiltert. Um ein absolutes Zeitsignal zu erhalten, das mit dem Zeitsignal des
akustischen Drucks verglichen werden kann, muss das relative Zeitsignal, das die
Differenzen zwischen zwei Einzelbildern enthält, aufsummiert werden. Dabei wird
der Startwert des absoluten Zeitsignals auf Null festgelegt. Der Wert an der Stelle n
im absoluten Zeitsignal ist die Summe der Werte von 1 bis n-1 des relativen Signals.
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Bild n Bild n+1 Zeitreihe

Kreuzkorrelation Δy

Abbildung 5.2.: Auswerteschema der LIF-Zeitreihe

Das erhaltene Signal kann nun mit dem Drucksignal verglichen werden. In Abb.
5.4 ist ein Ausschnitt aus der Zeitreihe von Druck und Verschiebung dargestellt.
Dabei ist erkennbar, dass sowohl das Drucksignal als auch das Verschiebungssignal
einer Amplitudenschwankung unterworfen ist. Dies äußert sich in einem periodi-
schen Ansteigen und Abklingen der Signale. Des Weiteren ist zu erkennen, dass
die Amplitudenschwankung der Verschiebung einen leichten Phasenversatz zum
Drucksignal hat. Die Verschiebung scheint dabei dem Druck leicht versetzt im
Zeitverlauf zu folgen. Dies könnte als Trägheit der Flamme gesehen werden, die
dem Drucksignal nicht instantan folgen kann.

Zur weiteren Analyse werden Ausschnitte aus der Zeitreihe betrachtet, bei denen
die Phase bei der dominanten Frequenz zu erkennen ist. Zwei Ausschnitte aus der
Zeitreihe zu unterschiedlichen Zeitpunkten sind in den Abbildungen 5.5 und 5.6
zu sehen. Während in Abb. 5.5 ein Zeitpunkt gewählt ist, bei dem die Amplitude
beider Signale hoch ist, ist in Abb. 5.6 ein Zeitpunkt gewählt, bei dem beide Signale
abklingen und wieder ansteigen. Für den Fall, dass beide Signale eine hohe Am-
plitude aufweisen, kann man erkennen, dass Druck und Verschiebung in Phase
sind. Die Verschiebung der Flamme folgt dabei ohne Verzögerung dem akustischen
Druck. Für den Fall der abklingenden Amplitude ist die Situation anders zu bewer-
ten. Beide Signal haben anfangs noch eine hohe Amplitude und sind in Phase. Aus
noch unbekannten Gründen stellt sich ein Phasenverzug zwischen den Signalen
ein und die Amplitude des Drucksignals beginnt zu fallen. Wenige Zyklen später
fällt auch die Amplitude des Verschiebungssignals ab. Während die Amplitude
der Verschiebung fällt, stellt sich wieder die gleiche Phase bei den Signalen ein.
Die Amplitude des Drucksignals steigt daraufhin wieder an, die Amplitude des
Verschiebungssignals folgt darauf mit kurzer zeitlicher Verzögerung.
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Abbildung 5.3.: Spektrum der Verschiebung aus den LIF-Messungen
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Abbildung 5.4.: Ausschnitt aus dem Signal von Verschiebung und Druck der LIF-Messungen

Zusammengefasst lässt sich feststellen: Eine periodische Auslenkung der Flamme
hin zum akustisch positiven Druck ist, wie im Verschiebungsmodell postuliert,
beobachtbar. Das dynamische Verhalten des Systems zeigt, dass das System keinem
Grenzzyklus mit konstanter Amplitude folgt, sondern von einem periodischen
Abfallen und Aufklingen geprägt ist. Bei diesem Wechsel scheint die Flamme dem
Drucksignal jedoch nur mit einer gewissen Trägheit zu folgen. Die Betrachtung
eines quasistationären Zustands, bei dem die Amplituden beider Signale hoch sind,
entsprechen der Erwartung aus dem Modell. Inwiefern die Verschiebung der für die
Rückkopplung ursächliche Mechanismus ist, kann dadurch noch nicht beantwortet
werden, da es sich bei der Verschiebung auch um eine Begleiterscheinung eines
anderen Mechanismus handeln könnte.
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Abbildung 5.5.: Hohe Amplitude von Verschiebung und Drucksignal der LIF-Messungen
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Abbildung 5.6.: Geringe Amplitude von Verschiebung und Drucksignal der LIF-Messungen
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5.2 Phasengemittelte Chemilumineszenz

5.2. Phasengemittelte Chemilumineszenz
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Abbildung 5.7.: Prinzipskizze phasengemittelte Chemilumineszenz

Zum besseren Verständnis der selbsterregten Instabilität kam zudem die phasenge-
mittelte Chemilumineszenz zum Einsatz. Dabei werden Chemilumineszenzbilder
simultan zum akustischen Druck aufgenommen und nach dem Phasenwinkel des
Drucksignals sortiert und gemittelt.

Dieses Prinzip soll an Hand von Abb. 5.7 veranschaulicht werden, in der ein Schema
des Messaufbaus, bezogen auf das Schema des Verschiebungsmodells (Abb. 3.3),
dargestellt ist. Die Kamera nimmt die Brennkammer von der Seite auf und ein
Drucksensor zeichnet simultan dazu den akustischen Druck in der oberen Hälfte
der Brennkammer auf. Dabei kann man dem Phasenwinkel des Drucksignals die
räumliche Ausrichtung der Mode zuordnen. Im dargestellten Beispiel wäre die
Knotenlinie der Mode genau horizontal. Interessant für die Auswertung der Bilder
sind nun die Mittelwertbilder der Zustände, bei denen das Druckmaximum genau
nach oben bzw. nach unten zeigt. Wie in Abb. 5.8 veranschaulicht ist, kann den
Chemilumineszenzbildern über das Drucksignal ein Phasenwinkel zugeordnet
werden. Dabei sind die Phasenwinkel 0◦ (Druckmaximum oben) und 180◦ (Druck-
maximum unten) von besonderer Bedeutung, da dies die Zustände mit maximaler
Unterscheidbarkeit sind. Zur Analyse der selbsterregten Instabilität sollen diese
beiden Zustände miteinander verglichen werden. Für diese Auswertung wurden
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Abbildung 5.8.: Auswertungsprinzip phasengemittelte Chemilumineszenz

nur Bilder gemittelt, zu deren Zeitpunkte die Amplitude des akustischen Drucks
ausreichend hoch ist, vgl. Abb. 5.4.
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Abbildung 5.9.: Vergleich der Mittelbilder bei den Phasenwinkeln 0◦ und 180◦ für Konfigu-
ration K1(b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s, αD = 10◦ und λ= 1, 4)

In Abb. 5.9 sind die Mittelwertbilder der beiden Phasenwinkel für den instabilen
Betriebspunkt ṁL = 100 g/s, Tp r e = 200 ◦C und λ = 1,4 bei Konfiguration K1 zu
sehen. Dabei ist direkt erkennbar, dass die OH*-Chemilumineszenz beim Phasen-
winkel 0◦ im oberen Teil des Bildes deutlich höher als im unteren Teil des Bildes
ist. Für den Phasenwinkel 180◦ ist die OH*-Chemilumineszenz im unteren Bereich
des Bildes deutlich höher. Zusammenfassend kann festgestellt werden, dass die
Wärmefreisetzung im Bereich des höheren akustischen Drucks erhöht ist. Offen ist
jedoch noch, welche Effekte dabei beteiligt sind.
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5.3 Stabilitätsgrenzen

Zu diesem Zweck bietet es sich an, die Mittelwertbilder in axialer Richtung aufzu-
summieren. Die daraus resultierenden Profile können gut miteinander verglichen
werden. In Abb. 5.10 sind die Profile der beiden Phasenwinkel über den Radius
der Brennkammer aufgetragen. Dabei kann man einen Versatz der beiden Profile
zueinander in radialer Richtung anhand der Profilflanken erkennen. Des Weiteren
ist bei beiden Profilen ein Intensitätsmaximum erkennbar, welches jeweils auf
der Seite des höheren akustischen Drucks zu finden ist. Die Differenz zwischen
den Flanken kann dabei als Indiz für die Verschiebung der Flamme, die Maxima
dagegen als Indiz für eine Erhöhung der lokalen Wärmefreisetzungsrate gewertet
werden. In diesem Zusammenhang sei nochmals auf die beiden von Schwing [51]
näher betrachteten Rückkopplungsmechanismen aus Kapitel 3.4 hingewiesen.
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Abbildung 5.10.: Radiale Flammenprofile bei den Phasenwinkeln 0◦ und 180◦

5.3. Stabilitätsgrenzen

Bei der experimentellen Untersuchung der selbsterregten Instabilität wurden ver-
schiedene Parameter variiert und deren Einfluss auf die Stabilitätsgrenzen be-
stimmt. Dabei konnten die Stabilitätsgrenzen für die Parametervariation (Vor-
heiztemperatur, Massenstrom, Luftzahl und Drall) von Schwing und Grimm [13]
nachvollzogen werden. Für diese Arbeit wurden als zusätzliche Parameter der Dif-
fusorwinkel (vgl. Kapitel 4.1.2), die Brennstoffzusammensetzung sowie die radiale
Brennstoffverteilung untersucht. Alle drei Parameter wurden gewählt, um den Ein-
fluss der lokalen Wärmefreisetzungsverteilung auf die Instabilität abhängig von
diesen Parametern zu untersuchen.
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5.3.1. Einfluss des Diffusorwinkels

Die Veränderung der Stabilitätsgrenzen wurde für die folgenden Parameter durch-
geführt:

• Tp r e = 200 ◦C

• ṁL = 80 g/s und 100 g/s

• b = 11 mm und 14 mm

• αD = 0◦−15◦ und kD (kein Diffusor)

• Brennstoff: Methan

Die Stabilitätsgrenzen für die Variation des Diffusorwinkels sind für die Konfigura-
tion K2 (Betriebspunkt: Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s und 100 g/s) in Abb. 5.11 sowie
für die Konfiguration K1 (gleicher Betriebspunkt) in Abb. 5.12 über die Luftzahl
aufgetragen. Die Stabilitätsgrenze wird hier aus dem Maximum der Druckamplitu-
de im Bereich zwischen 2000 Hz und 4000 Hz gewonnen. Analog zu Schwing [51]
werden dabei kleine Druckamplituden als „stabile“ und große Druckamplituden als
„instabile“ Betriebspunkte bezeichnet. Durch den starken Anstieg der Amplitude
lassen sich die Stabilitätslimits gut in den Abbildungen darstellen. Für den Fall der
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Abbildung 5.11.: Stabilitätsgrenzen für die Variation des Diffusorwinkels, Konfiguration K2
(b = 11 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s und 100 g/s)

Diffusorwinkelvariation lassen sich folgende Beobachtungen feststellen: Bei hoher
Drallstärke (b = 11 mm) scheint der Einfluss des Diffusorwinkels zwar sichtbar,
jedoch recht gering zu sein, da die Stabilitätslimits näher zusammenliegen als im
Fall b = 14 mm. Besonders fällt dies bei den Betriebspunkten mit höherer Leistung
(mL = 100 g/s) auf. Zudem muss man die Konfiguration ohne Diffusor betrachten,
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Abbildung 5.12.: Stabilitätsgrenzen für die Variation des Diffusorwinkels, Konfiguration K1
(b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s und 100 g/s)

deren Stabilitätslimit deutlich von den anderen Konfigurationen abweicht. Für
den Fall mit geringem Drall bedeutet dies, dass ohne den Diffusor die Instabilität
nahezu gar nicht stattfindet. Insgesamt bedeutet es, dass das System ohne Diffusor
deutlich weniger anfällig für Instabilitäten ist.

Zusätzlich ist aus den Abbildungen der Einfluss der Drallvariation zu erkennen, die
auch schon bei Schwing diskutiert wird. Dabei ist ersichtlich, dass im Fall des Diffu-
sorwinkels von αD = 10◦ eine höhere Instabilitätsneigung bei geringer Drallstärke
zu erkennen ist. Für den Fall ohne Diffusor steigt dagegen die Instabilitätsneigung
mit hoher Drallstärke. Für die weiteren Winkel ist kein einheitliches Verhalten
bezüglich der Diffusorvariation zu erkennen.

Sowohl der Diffusor als auch die Drallstärke haben einen Einfluss auf die Stabilitäts-
limits. Beide Parameter verändern zudem das Strömungsfeld in der Brennkammer
und dadurch die lokale Wärmefreisetzungsrate. Für das Strömungsfeld muss je-
doch die Kombination aus beiden Parametern betrachtet werden, da der Diffusor,
abhängig von der Drallstärke, dieses auf unterschiedliche Art verändern kann. Ei-
ne generelle Aussage, wie z.B.: „Je größer der Diffusorwinkel, desto instabiler das
System“ kann aus den Beobachtungen nicht abgeleitet werden.

Mögliche Ursachen in Abhängigkeit der radialen Flammenposition werden in Kap.
5.4.1 erörtert.
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5.3.2. Einfluss der Brennstoffzusammensetzung

Um die Position der Wärmefreisetzung ohne Geometrieänderungen beeinflussen
zu können, wurde die Zusammensetzung des Brennstoffs verändert. Dazu wurde
ein Teil des Methans durch Wasserstoff ersetzt. Zur Vergleichbarkeit wurden dabei
Betriebspunkte gleicher thermischer Leistung untersucht. Zwei verschiedene Mi-
schungsverhältnisse (25 Vol −% und 40 Vol −% Wasserstoff im Brennstoff) kamen
dabei zum Einsatz. Untersucht wurden die Konfigurationen K3 (b = 14 mm) und
K4 (b = 11 mm) mit αD = 10◦ nach Tabelle 5.1 beim Betriebspunkt Tp r e = 200 ◦C,
ṁL = 80 g/s und 100 g/s. Wie in Abb. 5.13 und 5.14 zu sehen ist, verschiebt sich
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Abbildung 5.13.: Stabilitätsgrenzen für die Variation der Brennstoffzusammensetzung, Kon-
figuration K4 (b = 11 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s und 100 g/s)

die Stabilitätsgrenze bei der Zugabe von Wasserstoff in Richtung einer niedrigeren
Luftzahl bzw. zu Betriebspunkten mit höherer Leistung. Auf die Konfiguration K3
muss gesondert eingegangen werden, da bei dieser die Instabilität schon bei hoher
Luftzahl auftritt, jedoch zunächst wieder abklingt, bevor diese wieder erscheint.
Tendenziell kann jedoch festgestellt werden, dass die Zugabe von Wasserstoff das
System insgesamt stabiler macht. Auf die möglichen Gründe, vor allem die Verän-
derung der lokalen Wärmefreisetzung, wird in Kap. 5.4.1 eingegangen.

5.3.3. Einfluss des Brennstoffprofils

Die radiale Verteilung der Wärmefreisetzung wurde zudem variiert, in dem das
radiale Brennstoffprofil verändert wurde. Dies wurde durch die Injektion von Brenn-
stoff mittels einer auf der Brennerachse positionierten Düse umgesetzt (eine detail-
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Abbildung 5.14.: Stabilitätsgrenzen für die Variation der Brennstoffzusammensetzung, Kon-
figuration K3 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s und 100 g/s)

lierte Beschreibung findet sich in Abschnitt 4.1.1). In Abbildung 5.15 ist die normier-
te Amplitude über die Luftzahl für eine Versuchsreihe mit Brennstoffinjektion auf
der Brennerachse (Konfiguration K5, b = 14 mm, αD = 10◦, Tp r e = 200 ◦C, 100 g/s)
sowie zum Vergleich die Versuchsreihe der Konfiguration K1 ohne Brennstoffinjek-
tion auf der Brennerachse dargestellt. Dabei ist ersichtlich, dass die Verlagerung
des Brennstoffs in diesem Fall keinen Einfluss auf das Stabilitätslimit hat. Die Verän-
derung der lokalen Wärmefreisetzungsverteilung infolge der Brennstoffeindüsung
wird in Kap. 5.4.1 besprochen.
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Abbildung 5.15.: Stabilitätsgrenzen für die Variation des Brennstoffprofils, Konfigurationen
K5 und K1 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)
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5.4. Mittlere Flammenposition

Zur Analyse der Flammenposition werden hier radiale und axiale Wärmefreiset-
zungsprofile verglichen. Diese Profile sind aus zeitlich gemittelten und mittels in-
verser Abel-Transformation bearbeiteten Chemilumineszenzaufnahmen abgeleitet.
Wie schon in Kapitel 4.2.2 sei nochmals darauf hingewiesen, dass lokal aufgelöste
OH*-Chemilumineszenz nicht der Wärmefreisetzung entspricht. Es ist jedoch die
Messmethode, die mit vertretbarem Aufwand der Wärmefreisetzung am nächsten
kommt und bei globaler Betrachtung damit korreliert. Aus diesem Grund wird die
OH*-Chemilumineszenz im folgenden als Maß für die Wärmefreisetzung verwen-
det.

Der Fokus liegt dabei auf der Variation von Diffusorwinkel, Drall und Brennstoffzu-
sammensetzung sowie des Brennstoffprofils. Die entsprechenden Profile für die
von Schwing untersuchten Parameter Luftmassenstrom, Leistung bzw. Luftzahl
und Vorheiztemperatur sind in Anhang A zusammengestellt.

5.4.1. Radiale Verteilung

Zur Bestimmung der radialen Verteilung der Wärmefreisetzung wurden aus ge-
mittelten OH*-Chemilumineszenzaufnahmen mit Hilfe der Abel-Transformation
(siehe Kapitel 4.2.2) Schnittbilder gewonnen. Diese wurden, aufgrund des mit Radi-
us steigenden Volumens, mit dem Radius gewichtet [2] und anschließend über die
axiale Länge integriert. Zum Schluss wurden die daraus gewonnenen Profile nor-
miert und mit der thermischen Leistung des Betriebspunkts skaliert. Aufgrund der
im bisherigen Modell angenommenen radialen Abhängigkeit der Wachstumsrate
steht bei dieser Betrachtung im Vordergrund, ob Parallelen zwischen den Stabili-
tätslimits und der radialen Verteilung der Wärmefreisetzung bestehen.

Veränderung durch den Diffusor

In Abb. 5.16 sind Wärmefreisetzungsprofile für die Konfiguration K1 (Betriebspunkt
λ= 1, 6 b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s) für die verschiedenen Diffusorwin-
kel aufgetragen. Die Kurven sind dabei mit der thermischen Leistung skaliert, was
bedeutet, dass die Flächen unter den Kurven alle gleich groß sind. Dabei kann man
erkennen, dass im Bereich bis zum Radius 40 mm, in dem das Profil ansteigt, sich
die Steigungen der Profile nach dem Diffusorwinkel sortieren. Wie zu erwarten
ist, hat die Verteilung des Falls ohne Diffusor die höchste Steigung, da in diesem
Fall der axiale Impuls am höchsten und die innere Rezirkulationszone schmaler
ist. Mit steigendem Diffusorwinkel nimmt die Steigung der Kurve stetig ab, wobei
die Kurven von den Fällen 10◦ und 15◦ nahezu identisch verlaufen. Diese Sortie-
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Abbildung 5.16.: Radiale Flammenprofile für die Variation des Diffusorwinkels, Konfigura-
tion K1 bei λ= 1, 6 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)

rung spiegelt sich in der Position des Maximums der Kurven wieder, auch wenn
dies nicht so deutlich zu erkennen ist. Für den Fall mit geringem Drall wird die
Wärmefreisetzung mit steigendem Diffusorwinkel nach außen verschoben.
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Abbildung 5.17.: Radiale Flammenprofile für die Variation des Diffusorwinkels, Konfigura-
tion K2 bei λ= 1, 6 (b = 11 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)

Die Veränderung des Wärmefreisetzungsprofils durch den Diffusor bei höherer
Drallstärke zeichnet dagegen ein etwas anderes Bild. Wie in Abb. 5.17 (Konfiguration
K2, gleicher Betriebspunkt) zu sehen ist, kann kaum ein Unterschied zwischen den
vier verschiedenen Winkeln festgestellt werden. Der Fall ohne Diffusor weicht
dagegen deutlich ab.

In diesem Zusammenhang soll nochmal auf die Abbildungen 5.11 und 5.12 aus Ka-
pitel 5.3.1 hingewiesen werden. Analog zu den in diesen Abbildungen dargestellten
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Stabilitätslimits verhalten sich die Wärmefreisetzungsprofile. Für den Fall höherer
Drallstärke (b = 11 mm, Konfiguration K2) und ṁL = 100 g/s liegen dabei sowohl
die Stabilitätslimits, als auch die Flammenprofile für die vier Winkel nah zusam-
men. Die Konfiguration ohne Diffusor weicht dagegen sowohl beim Profil als auch
beim Stabilitätslimit von den anderen Konfigurationen ab. Für den Fall niedriger
Drallstärke (b = 14 mm, Konfiguration K1) liegen dagegen die Stabilitätslimits als
auch die Flammenprofile weiter auseinander, und auch die Sortierung der Winkel
stimmt überein, wenngleich bei den Stabilitätslimits die Fälle 5◦ und 10◦, bei den
Flammenprofilen jedoch 10◦ und 15◦ nahe zusammenliegen.

Nach dem Verschiebungsmodell von Schwing sollten Betriebspunkte, deren Wärme-
freisetzung in Richtung der Brennerachse orientiert ist, eher ein instabiles Verhalten
zeigen. Die Variation des Diffusorwinkels bei Konfiguration K1 deckt sich jedoch
nicht mit dieser Betrachtung, da hier die Betriebspunkte, deren Wärmefreisetzung
näher an der Brennkammerwand positioniert ist, eine höhere Instabilitätsneigung
haben (vgl. dazu Abb. 5.12).

Insgesamt lässt sich feststellen, dass der Diffusorwinkel vor allem bei niedrigem
Drall von Bedeutung ist. Bei höherem Drall spielt er eine eher untergeordnete Rolle,
da die radiale Flammenposition vor allem durch den Drall festgelegt und vom
Diffusor kaum noch verändert wird.

Veränderung durch die Drallstärke
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Abbildung 5.18.: Radiale Flammenprofile für die Variation der Drallstärke für zwei Dif-
fusorwinkel, Konfigurationen K1 und K2 bei λ = 1,6 (Tp r e = 200 ◦C,
ṁL = 100 g/s)

In Abb. 5.18 sind radiale Flammenprofile für die Konfigurationen K1 und K2
(Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s und λ = 1,6) bei zwei verschiedenen Diffusorwin-
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keln zu sehen. Wie zu erkennen ist, wird die Flamme bei höherer Drallstärke weiter
nach außen verschoben. Dies gilt, wie zu sehen ist, auch für verschiedene Diffusor-
winkel. Im Vergleich mit dem Fall ohne Diffusor (siehe Abb. 5.16 und 5.17) fällt auf,
das bei geringer Drallstärke die Flamme zentraler positioniert ist, sie bei höherer
Drallstärke dagegen noch weiter außen sitzt. Der fehlende Diffusor verschiebt also
die Flamme nicht zwangsläufig nach innen, sondern beeinflusst das Strömungsfeld
so, dass bei höherer Drallstärke die Wärmefreisetzung zur Brennkammerwand hin
verschoben wird. Des Weiteren kann man Unterschiede im Wärmefreisetzungs-
profil erkennen. Während im Fall mit geringer Drallstärke ein flaches, aber breites
Maximum auftritt, ist dieses im Fall mit höherer Drallstärke deutlich größer und
schmäler. Die Flamme scheint bei höherer Drallstärke etwas kompakter und dabei
mehr auf einen radialen Abschnitt konzentriert zu sein. Wenn man der Argumen-
tation des Verschiebungsmodells folgt, ist die Variation der Drallstärke ein gutes
Beispiel dafür, dass eine Verlagerung der Wärmefreisetzung in das Zentrum der
Strömung die Instabilitätsneigung erhöht, solange ein Diffusor eingesetzt wird.
Dies kann man in den Abb. 5.11 und 5.12 aus Kapitel 5.3.1 erkennen. Ohne den
Diffusor ist jedoch die Variante mit höherer Drallstärke instabiler, obwohl dort die
Flamme weiter vom Zentrum der Strömung entfernt ist.

Veränderung durch die Brennstoffzusammensetzung

In Abb. 5.19 sind die Wärmefreisetzungsprofile für drei verschiedene Brennstoff-
zusammensetzungen und zwei Luftzahlen (Konfiguration K3, Betriebspunkt b =
14 mm), Tp r e = 200 ◦C, 100 g/s) dargestellt. Für den Fall λ= 1, 6 unterscheiden sich
die Flammenprofile deutlich, wobei die Zugabe von Wasserstoff das Maximum des
Profils in Richtung der Brennkammerachse verschiebt. Für λ= 1, 2 dagegen nähern
sich die Maxima der drei Profile an. Für die Fälle mit Wasserstoff sind die Profi-
le nahezu identisch. Das Profil ohne Wasserstoffanteil hat ein leicht in Richtung
Brennkammerwand verschobenes, breiteres Maximum.

Allgemein lässt sich für die Zugabe von Wasserstoff sagen, dass die Wärmefreiset-
zung eher auf eine schmalere radiale Position konzentriert ist, die insbesondere
in Richtung der Brennkammerwand stark abfällt. Betrachtet man diese Kurven in
Bezug auf das Verschiebungsmodell, so kann man insgesamt von einer Verlagerung
der Wärmefreisetzung in Richtung des Zentrums der Strömung bezogen auf den
Vergleichsfall sprechen. Diese Verlagerung deckt sich jedoch nicht mit den in Abb.
5.13 und 5.14 gezeigten Stabilitätsgrenzen aus Kapitel 5.3.2, da nach dem Verschie-
bungsmodell eine höhere Instabilitätsneigung zu erwarten ist, die Betriebspunkte
mit Wasserstoffzugabe jedoch tendenziell stabiler sind.

55



Experimentelle Ergebnisse

0 10 20 30 40 50 60 70 80
0

2

4

6

R [mm]

P
[k

W
/m

m
]

λ= 1, 6
λ= 1, 2
0%−H2

25%−H2

40%−H2

Abbildung 5.19.: Radiale Flammenprofile für die Variation der Brennstoffzusammenset-
zung, Konfiguration K3 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)

Veränderung durch das Brennstoffprofil

In weiteren Versuchen wurde das radiale Brennstoffprofil beim Einsatz von Me-
than durch konstruktive Maßnahmen beeinflusst, um die Abhängigkeit der ra-
dialen Brennstoffverteilung untersuchen zu können. Ausschlaggebend dafür war
die Prognose von Schwing [51], dass bei einer Abmagerung der Kernströmung die
Stabilitätsgrenze erst bei höherer Leistung bzw. niedrigerer Luftzahl erreicht wird.
Durch die Erhöhung der Brennstoffkonzentration im Kern sollte demnach die Sta-
bilitätsgrenze in Richtung geringerer Leistung bzw. höherer Luftzahl verschoben
werden.

In Abb. 5.20 sind die Wärmefreisetzungsprofile für zwei Betriebspunkte der Konfi-
guration K5 mit zentralem Zusatzbrennstoff dargestellt. Dabei können die Betriebs-
punkte nach dem Anteil von Brennstoff, der axial eingedüst wird, unterschieden
werden. Zum Vergleich ist der Betriebspunkt ohne axiale Eindüsung sowie der
Betriebspunkt ohne Diffusor (beide Konfiguration K1, αD = 10◦ und αD = kD) ab-
gebildet. Dabei sieht man, dass bei einem geringen axialen Brennstoffanteil das
Profil nahezu dem Profil ohne axialem Brennstoff entspricht. Durch Erhöhung des
Anteils auf 25% kann man an Hand der Flanke des Profils erkennen, dass signifikant
mehr Brennstoff im Kern der Strömung ist. Die Flanke entspricht dabei im Bereich
bis ca. 30 mm in etwa dem Fall ohne Diffusor. Im Hinblick auf die Stabilitätsgren-
zen (Abb. 5.15) kann festgestellt werden, dass die Verlagerung des Brennstoffs zur
Brennkammerachse hin zwar in den Profilen erkennbar ist, dies jedoch keinen
Einfluss auf das Stabilitätsverhalten hat. Ausgehend vom Verschiebungsmodell
würde man erwarten, dass das System früher instabil wird, dies hat sich jedoch
nicht bestätigt.

Für den Fall der axialen Brennstoffeindüsung muss zusätzlich erwähnt werden,
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Abbildung 5.20.: Radiale Flammenprofile für die Variation des Brennstoffprofils, Konfi-
guration K5 bei λ = 1,6 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s) und
Konfiguration K1 (αD = 10◦ und αD = kD) zum Vergleich

dass die Chemilumineszenzintensität mit sinkender Luftzahl überproportional zur
Leistung steigt [27]. Da durch die axiale Brennstoffeindüsung die lokale Luftzahl
verändert wird, kann es sein, dass die erhöhte Chemilumineszenzintensität auch
durch die veränderte Luftzahl und nicht nur durch die erhöhte Leistung bedingt
ist. Die eben gezeigten Profile, insbesondere die Unterschiede bei geringen Radien,
könnten aufgrund dieses Effekts verfälscht sein.

5.4.2. Axiale Verteilung

Analog zur Betrachtung der radialen Brennstoffprofile kann auch die axiale Vertei-
lung der Wärmefreisetzung ausgewertet werden. Im Gegensatz zu den radialen Pro-
filen wird hier die kumulierte Wärmefreisetzung über die Länge der Brennkammer
aufgetragen. Im bisherigen Modell ist keine axiale Abhängigkeit der Wachstums-
bzw. Dämpfungsrate berücksichtigt. Die axiale Verteilung könnte jedoch die Dämp-
fungsrate über das Temperaturfeld (siehe Kapitel 6) und die Wachstumsrate über
die Querdämpfung der Mode beeinflussen, weswegen sie hier näher betrachtet
wird.

In Abb. 5.21 sind axiale Flammenprofile für verschiedene Diffusorwinkel bei ei-
ner Drallschlitzweite von b = 14 mm (Konfiguration K1) für den Betriebspunkt
Tp r e = 200 ◦C, 100 g/s und λ= 1, 6 aufgetragen. Analog zur radialen Verteilung sieht
man eine Abhängigkeit der axialen Flammenposition vom Diffusorwinkel. Je klei-
ner der Diffusorwinkel, desto weiter stromab ist die Flamme positioniert. Diese
Beobachtung kann mit dem Einfluss des Diffusors auf das Strömungsfeld erklärt
werden. Durch den Diffusor wird der Axialimpuls der Strömung verringert, wodurch
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die Flamme stromauf verschoben wird. Die axiale Differenz zwischen den Fällen 0◦

und kD ist jedoch deutlich geringer als die Länge des Diffusors.
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Abbildung 5.21.: Axiale Flammenprofile für die Variation des Diffusorwinkels, Konfigura-
tion K1 bei λ= 1, 6 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)

In Abb. 5.22 sind axiale Flammenprofile für verschiedene Diffusorwinkel bei ei-
ner Drallschlitzweite von b = 11 mm (Konfiguration K2) für den Betriebspunkt
Tp r e = 200 ◦C, 100 g/s undλ= 1, 6 aufgetragen. Wie schon für den Fall mit b = 14 mm
ist die axiale Verschiebung der Flamme in Abhängigkeit des Diffusorwinkels sicht-
bar. Die Flamme wird dabei nicht so weit verschoben wie im Fall mit geringer
Drallstärke. Wie bei der radialen Verteilung ist der Einfluss des Diffusorwinkels auf
das Strömungsfeld bei hoher Drallstärke deutlich geringer.

Analog zu den radialen Profilen (vgl. Abb. 5.16 und 5.17), liegen die axialen Profile
bei geringer Drallstärke weiter auseinander als bei höherer Drallstärke, bei der die
axialen Profile nahe beieinander liegen. Interessant ist dabei der Fall ohne Diffusor
(kD) und b = 11 mm, da dessen axiales Profil nahezu dem des Falls 0◦ entspricht.
Mit der Annahme, dass das axiale Profil in Zusammenhang mit der Dämpfungsrate
steht, würde man für diese beiden Fälle eine ähnliche Dämpfungsrate vermuten.
Die Unterschiede bei den Stabilitätsgrenzen (vgl. Abb. 5.11) müssten demnach
durch Unterschiede in den radialen Profilen (vg. Abb. 5.17) zu erklären sein, da
kaum Unterschiede in den axialen Profilen zu erkennen ist. Dies ist ein gutes Indiz
dafür, dass die radiale Position die Wachstumsrate beeinflussen kann.

Wenig überraschend ist der Einfluss des Dralls auf die axiale Flammenposition,
wie es in Abb. 5.23 zu sehen ist, wofür die Konfigurationen K1 und K2 verglichen
werden. Bei höherer Drallstärke ist die Flamme deutlich in Richtung stromauf ver-
schoben, was Unterschiede in der Dämpfungsrate bedeuten könnte. Im Gegensatz
zur Variation des Diffusorwinkels kann in diesem Fall nicht unbedingt mit einer
Verringerung der Dämpfungsrate bei Verschiebung der axialen Position in Richtung
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Abbildung 5.22.: Axiale Flammenprofile für die Variation des Diffusorwinkels, Konfigura-
tion K2 bei λ= 1, 6 (b = 11 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)

Brennkammereinlass gerechnet werden, da die Stabilitätsgrenzen mit höherem
Drall in Richtung höherer Leistungen steigen.
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Abbildung 5.23.: Axiale Flammenprofile für die Variation der Drallstärke für zwei Diffu-
sorwinkel, Konfigurationen K1 und K2 bei λ = 1,6 (Tp r e = 200 ◦C, ṁL =
100 g/s)

Die Zugabe von Wasserstoff zum Brennstoff hat eine deutlich stärkere Ausprägung
auf die axiale Verteilung der Wärmefreisetzung als die Variation von Diffusorwinkel
und Drallstärke, was in Abb. 5.24 anhand von Konfiguration K3 illustriert wird. Die
Flamme ist dabei deutlich kürzer und weiter stromauf positioniert, je höher der
Wasserstoffanteil im Brennstoff ist. Dies ist aufgrund der höheren laminaren Flam-
mengeschwindigkeit (siehe [46]) von Wasserstoff gegenüber Erdgas zu erklären,
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welche die Flamme stromauf verschiebt und kompakter macht. Bezogen auf die
Stabilitätslimits scheint dabei die Verlagerung in Richtung Brennkammereinlass zu
einem stabileren Verhalten zu führen.
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Abbildung 5.24.: Axiale Flammenprofile für unterschiedliche Brennstoffzusammensetzun-
gen, Konfiguration K3 beiλ= 1, 6 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)

Die Variation des radialen Brennstoffprofils hat ebenso eine Auswirkung auf die
axiale Verteilung der Wärmefreisetzung. In Abb. 5.25 ist diese für zwei Fälle mit
zusätzlicher axialer Brennstoffeindüsung (Konfiguration K5) für den Betriebspunkt
Tp r e = 200 ◦C, 100 g/s und λ= 1,6 dargestellt. Dabei ist der Verlauf ähnlich wie für
den Fall ohne Zusatzbrennstoff, jedoch gibt es kleine Abweichungen. Zum Einen
ist die Wärmefreisetzung leicht nach stromauf verschoben, obwohl aufgrund des
zusätzlichen axialen Impulses eine Verschiebung stromab zu erwarten war. Mögli-
cherweise wird die Wärmefreisetzung, deren Anteil im Kern der Strömung nahe des
Brennkammereintritts positioniert ist, durch den zusätzlichen Brennstoff erhöht,
wodurch sich dieses Verhalten erklären lässt. Zum Anderen steigt die kumulierte
Wärmefreisetzung im Anschluss weniger stark an, was auf eine etwas längere Flam-
me schließen lässt. Im Vergleich zum Fall kD (Konfiguration K1) ist die Flamme
etwas länger, jedoch deutlich weiter stromauf positioniert.

Die axiale Verteilung der Wärmefreisetzung und deren Einfluss auf das Stabilitäts-
verhalten spielt bisher eine eher untergeordnete Rolle. In den bisherigen Modellen
wird vor allem mit der radialen Abhängigkeit der Wachstumsrate gearbeitet, um Un-
terschiede in den Stabilitätslimits zu erklären. Die axiale Verteilung könnte dagegen
einen nicht unerheblichen Einfluss auf die Dämpfungsrate des Systems haben.
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Abbildung 5.25.: Axiale Flammenprofile für die Variation des Brennstoffprofils, Konfigurati-
on K5 bei λ= 1,6 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s), und Konfigu-
ration K1 (αD = 10◦ und αD = kD) zum Vergleich

5.5. Zusammenfassung und Bewertung der
experimentellen Ergebnisse

Die LIF-Messungen zeigen eine periodische Verschiebung der Flamme, die zudem
bei hohen Amplituden in Phase mit der selbsterregten Instabilität ist. Eine Vorher-
sage aus dem Verschiebungsmodell - die periodische Auslenkung der Flamme -
konnte dadurch experimentell nachgewiesen werden. Jedoch macht der Nachweis
der Flammenverschiebung keine Aussage darüber, ob diese Verschiebung nun
ursächlich für die Instabilität ist. Da weiterhin die Möglichkeit besteht, dass ein
anderer Rückkopplungsmechanismus für die Instabilität verantwortlich ist, könnte
die Flamme zwar periodisch von der Schnelle verschoben werden, jedoch keinen
Einfluss auf die Rückkopplung haben. In den Messungen der phasengemittelten
Chemilumineszenz ist ebenfalls die Verschiebung der Flamme zu erkennen, je-
doch auch eine erhöhte Reaktivität auf der Seite des höheren akustischen Drucks.
Diese erhöhte Reaktivität ist ein Indiz für einen auf Druckkopplung basierenden
Rückkopplungsmechanismus.

In den radialen und axialen Flammenprofilen sind teilweise große Unterschiede
zwischen verschiedenen Konfigurationen zu erkennen, die durch die verschie-
denen Parameter zustande kommen. Daraus konnten Trends abgeleitet werden,
wobei sich zeigte, dass sich z.B. die radiale Flammenposition und die Stabilitäts-
limits ähnlich verhalten. Die Erwartung aus dem Verschiebungsmodell - höhere
Instabilitätsneigung durch Positionierung der Flamme in der Mitte der Brenn-
kammer - konnte nicht bestätigt werden. Bei der Diffusorwinkelvariation stieg die
Instabilitätsneigung mit dem Radius der Flammenposition. Die Zugabe von Was-
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serstoff positionierte die Flamme im Gegensatz zur Methanflamme zentraler in der
Brennkammer, insgesamt stieg durch diese Maßnahme jedoch die Stabilitätsgrenze
an.

An dieser Stelle bietet es sich an, die einzeln betrachteten Einflüsse nochmals global
zu untersuchen. Zu diesem Zweck sind in Abb. 5.26 alle Betriebspunkte aller Konfi-
gurationen über dem Flammenschwerpunkt aufgetragen. Der Schwerpunkt wurde
dabei aus axialen und radialen Profilen abgeleitet. Zudem ist für jeden Betriebs-
punkt dargestellt, ob dieser über oder unter dem Stabilitätslimit liegt. Dadurch
lässt sich feststellen, in wie weit die Kombination von axialer und radialer Position
in Zusammenhang mit den Stabilitätslimits steht. Des Weiteren können die Be-
triebspunkte über die farbliche Markierung nach ihrer Drallstärke unterschieden
werden.
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Abbildung 5.26.: Stabilitätskarte Flammenschwerpunkt

Wie schon bei den axialen Profilen in Abschnitt 5.4.2 ist zu erkennen, dass der
Flammenschwerpunkt für Betriebspunkte mit hoher Drallstärke tendenziell nä-
her am Brennkammereinlass und an der Brennkammerwand positioniert sind.
Des weiteren ist unabhängig von der Drallstärke ersichtlich, dass sich die Flam-
menschwerpunkte instabiler Betriebspunkte in einer gewissen Region sammeln.
Für die Betriebspunkte mit hoher Drallstärke liegen die stabilen Betriebspunkte
bei kurzen Flammenlängen. Aufgrund der axialen Profile liegt der Schluss nahe,
dass dies vor allem die Betriebspunkte mit Wasserstoffzugabe sind, die dort zu
sehen sind. Zum Einen sind diese Betriebspunkte tendenziell stabiler (siehe Kap.
5.3.2), zum Anderen sind diese Betriebspunkte näher am Brennkammereinlass
positioniert.

Für die Betriebspunkte bei geringer Drallstärke ist zu erkennen, dass ab einer
gewissen Flammenlänge L unabhängig von der radialen Position das Stabilitätslimit
nicht mehr überschritten werden kann. Dies sind zum Einen die Betriebspunkte
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der Konfiguration K1 ohne Diffusor, deren Flammen weit stromab und bei geringen
Radien positioniert sind. Zum Anderen sind dies die weiteren Betriebspunkte der
Konfiguration K1 bei geringen Leistungen, deren Flammen lang sind und deren
Schwerpunkte dadurch bei größeren Längen sind.

Unabhängig von allen Betriebsparametern zeigt sich in Abb. 5.26, dass sich die
instabilen Betriebspunkte in einem Bereich der Brennkammer häufen und eine Ver-
schiebung des Schwerpunkts, egal in welche Richtung, zu stabileren Betriebszustän-
den führt. Es ist nicht bekannt, ob dies an einer Veränderung der Dämpfungsrate
des Systems oder an einer Veränderung der Wachstumsrate liegt.

Inwieweit die Flammenlänge, bzw. deren axiale Position die Dämpfungsrate beein-
flusst, soll im folgenden Kapitel näher untersucht werden.
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6. Numerische Dämpfungsbestimmung

Die experimentellen Ergebnisse, insbesondere die axiale Verteilung der Wärme-
freisetzung (Kap. 5.4.2), deuten auf einen Zusammenhang zwischen dem Tempe-
raturfeld in der Brennkammer und dem Auftreten der Instabilität hin. Es besteht
die Vermutung, dass die Dämpfungsrate von der Temperaturverteilung beeinflusst
wird.

Diese Vermutung soll mit Hilfe von numerischen Berechnungen untersucht werden.
Für diese Untersuchungen ist es entscheidend, das numerische Modell so wählen,
dass nur Veränderungen des Temperaturfelds zu Änderungen der Dämpfungsrate
führen. Der Aufbau eines dafür geeigneten Modells wird daher in Kapitel 6.1 be-
schrieben. Um die Veränderungen der Dämpfungsrate besser verstehen zu können,
wird diese an Hand einer analytischen Gleichung untersucht, die in Kapitel 6.2
vorgestellt wird. Die Ergebnisse der numerischen Berechnungen werden in Kapitel
6.4 mit Hilfe dieser Gleichung diskutiert.

Auf den indirekten Einfluss der Temperaturverteilung über die Modenform auf
die Wachstumsrate und deren Anwendung zur Modellbildung wird in Kapitel 6.5
eingegangen.

Des Weiteren wird das akustische Verhalten des Temperatursprungs in Kap. 6.6
untersucht.

6.1. Aufbau des numerischen Modells

Wie bereits erwähnt, bestehen mehrere Anforderungen an das numerische Modell
zur Untersuchung des Zusammenhangs zwischen Temperaturfeld und Dämpfungs-
rate. Das Modell wird mit den LEE-Gleichungen (Gleichungen 2.7 bis 2.9) ohne
Grundströmung gerechnet, was im Wesentlichen der Helmholtz-Gleichung ent-
spricht. Dadurch werden Verluste durch die Interaktion von Grundströmung und
akustischem Feld nicht berücksichtigt, lediglich Verluste über die Randbedingun-
gen bestimmen die Dämpfungsrate. Sofern die Verluste über die Randbedingungen
konstant sind, kann der Einfluss des Temperaturfelds auf die Dämpfungsrate be-
stimmt werden.

Das zu diesem Zweck erstellte, reduzierte Modell, das im Wesentlichen aus einem
Zylinder besteht, ist in Abb. 6.1 dargestellt. Dieser repräsentiert die Brennkammer,
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jedoch ohne zusätzliche Komponenten wie z.B. einem Querschnittssprung am
Einlass.

Brennkammereintritt
(Teilreflexion)

Brennkammeraustritt
(energieneutral) 1800 K
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Abbildung 6.1.: Numerisches Modell zur Bestimmung der Dämpfungsrate

Um für die Variation des Temperaturfelds gleichbleibende Bedingungen einzustel-
len, wurden die Randbedingungen folgendermaßen festgelegt:

• Die Mantelfläche des Zylinders als schallharte Wand. Dies entspricht dem
Aufbau des Experiments, zudem gibt es keine Verluste an dieser Randbedin-
gung.

• Der Brennkammereintritt (Stirnseite 1) als teilreflektierende Fläche. Über
diese Fläche werden mit Hilfe eines Reflexionsfaktors |R |< 1 konstante Ver-
luste produziert, da sonst keine Dämpfung im System vorhanden wäre. Die
Bestimmung dieses Reflexionsfaktors wird in Kapitel 6.3 besprochen.

• Der Brennkammeraustritt (Stirnseite 2) als energieneutrale Randbedingung,
wodurch keine Verluste entstehen können.

Durch die Wahl der Randbedingungen können Verluste nur an einer definierten
Grenzfläche des Systems auftreten, die von außen vorgegeben und somit konstant
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sind. Der Einfluss anderer Größen auf die Dämpfung kann damit untersucht wer-
den.

Die Dämpfung des Systems soll in Abhängigkeit des Parameters „Temperaturfeld“
untersucht werden, der hier als eine eindimensionale Verteilung in Achsrichtung
des Zylinders modelliert wird. Wie in Abb. 6.2 dargestellt, handelt es sich dabei um
die Temperatur am „kalten“ Einlass der Brennkammer, TC und die Temperatur am
„heißen“ Auslass der Brennkammer TH . Bis zur Position xC herrscht TC , zwischen
xC und xH steigt die Temperatur linear an und erreicht bei Position xH Temperatur
TH . Die vier Parameter können frei eingestellt werden, wobei gelten muss: xC < xH

und TC < TH . Beispielhaft ist der Temperatursprung auch im Modell (Abb. 6.1)
dargestellt.

T

xx
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x
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T
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Abbildung 6.2.: Temperaturverteilung als Funktion der axialen Position

Die Gleichungen werden nach den Eigenfrequenzen des Systems gelöst. Dabei
wurden nur die Ergebnisse der 1T-Mode betrachtet und mit der in Abschnitt 6.2 vor-
gestellten Gleichung analysiert. Die Berechnungen wurden mit der kommerziellen
Software COMSOL durchgeführt.

6.2. Analytische Dämpfungsbestimmung

Die Bestimmung der Dämpfungsrate bzw. der Wachstumsrate ist prinzipiell einfach,
da dieser Wert dem Imaginärteil der Lösung der Eigenwerte entspricht. Für Systeme,
deren Randbedingungen bekannt sind, liefern die LEEs für die Eigenwertanalyse
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eine gute Übereinstimmung zwischen Experiment und Numerik, sowohl für die
Frequenz als auch für die Dämpfungsrate [49].

Zur detaillierteren Analyse des Zusammenhangs zwischen Dämpfungsrate und
Temperaturfeld soll eine analytische Gleichung verwendet werden, in welcher der
Einfluss der Randbedingungen und des Druckfelds auf die Dämpfungsrate bewertet
werden kann:

α=
ℜ{As }
ρ̄s c̄s

∮

|p̂s |2d S
∫

�

|p̂ |2
κp̄ + ρ̄|û |2

�

d V
(6.1)

Diese Gleichung bilanziert die akustische Energie im System sowie den akustischen
Fluss über die Randbedingungen, wobei im hier vorliegenden Fall nur die Einlass-
randbedingung von Bedeutung ist, da über die anderen Randbedingungen kein
akustischer Fluss stattfindet. Die Gleichung wurde aus der linearisierten Energie-
und Impulsgleichung hergeleitet, die ausführliche Herleitung ist in Anhang B zu
finden.

Der akustische Fluss über die Einlassrandbedingung wird in Gleichung 6.1 über
die Größen mit dem Subskript s ausgewertet:

• ℜ{As }, Realteil der Admittanz der Grenzfläche, abhängig vom Reflexionsfak-
tor

• ρ̄s c̄s , mittlere Dichte und Schallgeschwindigkeit an der Grenzfläche

•
∮

|p̂s |2d S , Integral des Quadrats des Betrags des akustischen Drucks an der
Grenzfläche

Die Admittanz nimmt für alle Fälle einen konstanten Wert, in Abhängigkeit des
Reflexionsfaktors an (siehe Abschnitt 6.3) und der Wert des Flächenintegrals ist, da
für alle Fälle die 1T-Mode betrachtet wird, nahezu konstant. An der Randbedingung
hat lediglich das Produkt aus Dichte und Schallgeschwindigkeit, welche beide von
der Temperatur abhängig sind, einen Einfluss auf die Dämpfungsrate des Systems.

Als letzter Teil geht das Volumenintegral im Nenner in die Gleichung ein. Dieses Vo-
lumenintegral entspricht, abgesehen von einem Vorfaktor (vgl. dazu Anhang B), der
akustischen Energie im System und ist abhängig von der räumlichen Ausbreitung
der Mode.

Der Vergleich der Dämpfungsrate aus dem Imagniärteil der Eigenwertlösung mit
der Dämpfungsrate aus Gleichung 6.1 zeigt eine annähernd konstante Differenz.
Diese Differenz wird von der numerischen Stabilisierung der Gleichungen verur-
sacht, die angewendet wird, um unphysikalische Moden zu vermeiden und geglät-
tete Ergebnisse zu erhalten. Mit der Verwendung der analytischen Gleichung wird
zum Einen der Fehler aus der numerischen Stabilisierung vermieden und zum
Anderen kann die Dämpfungsrate auf die verschiedenen Anteile aus Gleichung 6.1
hin untersucht werden.
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6.3. Dämpfung über die Einlassrandbedingung

Die akustische Dämpfung im Modell wird, wie bereits beschrieben, über die ver-
lustbehaftete Randbedingung des Brennkammereintritts beschrieben, da ohne
Geschwindigkeitsfeld keine Dämpfung im Berechnungsgebiet produziert wird. Da-
bei wird ein Reflexionsfaktor für diese Fläche gewählt, der über die Admittanz in
Gleichung 6.1 eingeht:

As =
|R | −1

|R |+1
(6.2)

Dieser Reflexionsfaktor soll die akustischen Verluste im gewählten System model-
lieren. Um einen annähernd physikalisch sinnvollen Wert für den Reflexionsfaktor
verwenden zu können, wurde mit Hilfe eines isothermen Strömungsfelds des Ver-
suchsbrenners der Reflexionsfaktor des Brennkammereintritts für die 1T-Mode
numerisch bestimmt. Dadurch werden die dämpfenden Effekte des Strömungsfelds
auf die Akustik in der Randbedingung zusammengefasst. Das Prozedere dazu soll
im folgenden kurz beschrieben werden.

Das isotherme Strömungsfeld für die Geometrie des Versuchsaufbaus ist, wie in Ka-
pitel 4.1 beschrieben, für zwei verschiedene Drallstärken b = 9 mm und b = 14 mm
und einem Diffusorwinkel von αD = 10◦ jeweils bei einer Vorheiztemperatur von
Tp r e = 200 ◦C und einem Massenstrom von ṁL = 100 g/s bereits vorhanden. Diese
Strömungsfelder wurden mit der kommerziellen Softwarelösung ANSYS Fluent
gerechnet. Die Strömungsfelder werden in COMSOL importiert, wobei die Geome-

Abbildung 6.3.: Geometrie des Aufbaus zur Bestimmung des Reflexionsfaktors

trie des Versuchsaufbaus leicht angepasst wird. Anstatt der Einlassfläche ist der
Querschnittssprung mit Diffusor sowie einen Teil des Mischrohrs, wie es in Abb.
4.1 in Kapitel 4.1.1 dargestellt ist, in das Modell integriert. Die neue Stirnfläche des
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Modells, deren Randbedingung als energieneutral gewählt wurde, liegt im Misch-
rohr 50 mm vor dem Querschnittssprung. Es wird wieder mit den linearisierten
Eulergleichungen gerechnet. In diesem Fall wird jedoch nicht nach der Eigenfre-
quenz gelöst, sondern das System vom Brennkammeraustritt her angeregt. In Abb.
6.3 ist das Prinzip dieses Vorgehens veranschaulicht: Zur Anregung transversaler
Moden befinden sich am Auslass (rechts) zwei kleine Flächen, die, bezogen auf
die Brennerachse, gegenüber voneinander positioniert sind. An diesen Flächen
wurde als Randbedingung eine axiale Geschwindigkeitsfluktuation gesetzt, die sich
zueinander gegenphasig verhält. Kurz vor dem Flächensprung, dessen Reflexions-
faktor in Richtung Brennkammer ermittelt werden soll, wird eine Punktematrix
definiert. An diesen Punkten wird das Druckfeld bestimmt und daraus die Mode
rekonstruiert. Daraus lassen sich die stromauf- und stromablaufenden Wellen für
die 1T-Mode berechnen, aus deren Verhältnis sich der Reflexionsfaktor bestimmen
lässt. Dieses Verfahren entspricht dem Vorgehen in [50]. Dieses Verfahren wird in
einem Frequenzbereich um die analytische Frequenz der 1T-Mode durchgeführt,
um einen frequenzabhängigen Reflexionsfaktor zu bekommen.

Dieser frequenzabhängige Reflexionsfaktor ist in Abb. 6.4 für zwei verschiedene
Drallstärken dargestellt. Dabei ist ersichtlich, dass der Verlauf der Reflexionsfakto-
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Abbildung 6.4.: Frequenzabhängiger Reflexionsfaktor für zwei Drallstärken

ren für beide Fälle qualitativ ähnlich ist. Dabei fällt der Betrag beider Reflexions-
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faktoren zuerst stark ab, erreicht ein Minimum und steigt danach langsam an, die
Phase fällt dagegen im Verlauf langsam ab. Das Minimum liegt in der Nähe der
analytischen Freuqenz der 1T-Mode, bei der die Amplitude am Höchsten ist. Da
deshalb die Interaktionsmechanismen ebenfalls am größten sind, treten dort die
höchsten Verluste auf. Der Betrag des Reflexionsfaktors ist für den Fall mit gerin-
ger Drallstärke tendenziell etwas höher als für den Fall mit hoher Drallstärke, für
die Phase des Reflexionsfaktors sind dagegen keine Unterschiede feststellbar. Für
den Fall mit höherer Drallstärke kann man von größeren Gradienten in den Scher-
schichten ausgehen, wodurch sich der etwas niedrigere Reflexionsfaktor erklären
lässt.

Da ein höherer Reflexionsfaktor auf eine geringere Dämpfung schließen lässt, bestä-
tigt dieses Ergebnis die experimentelle Beobachtung der höheren Instabilitätsnei-
gung bei geringerer Drallstärke, wie dies bereits von Schwing [51] beobachtet wurde.
Der simple Vergleich von Reflexionsfaktoren unterschlägt jedoch Phänomene, die
einen zusätzlichen Einfluss auf die Dämpfung haben können, wie z.B. das Tempera-
turfeld. Aus diesem Grund werden im folgenden diese Effekte untersucht. Als gute
Näherung können die Reflexionsfaktoren verwendet werden, um die akustischen
Verluste im System für das generische Modell abzubilden.

Um einen Reflexionsfaktor für die nachfolgenden Untersuchungen zu ermitteln,
wird die Eigenfrequenz der 1T-Mode für diesen Fall, die bei ca. 1840 Hz liegt, be-
trachtet. Bei dieser Frequenz scheint zudem das lokale Minimum im Verlauf des
Reflexionsfaktors zu sein. Für die nachfolgenden Untersuchungen wird der Reflexi-
onsfaktor auf |R |= 0, 7 gesetzt.

6.4. Einfluss des Temperatursprungs auf die Dämpfung

Um den Einfluss des Temperatursprungs auf die Dämpfung zu untersuchen, wur-
den die Parameter TC , TH , xC und xH variiert. Dabei wurde zum Einen die Position
konstant gehalten, während die Temperaturen verändert wurden und zum Anderen
die Temperaturen konstant gehalten, während die Position variiert wurde.

6.4.1. Eingangstemperatur und Temperaturhub

Bei der Variation der Temperaturvariablen wurden für sechs verschiedene Einlass-
temperaturen TC zwischen 300 ◦C und 800 ◦C zwanzig verschiedene Temperaturdif-
ferenzen∆T = TH −TC (bei konstantem xC = 20 mm und xH = 25 mm) bezüglich
der Dämpfungsrate ausgewertet. In Abb. 6.5 ist die Dämpfungsrate nach Gleichung
6.1 über den Temperaturhub∆T für verschiedene Eingangstemperaturen aufge-
tragen. Dabei ist offensichtlich, dass der qualitative Verlauf unabhängig von der
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Abbildung 6.5.: Dämpfungsrate in Abhängigkeit des Temperaturhubs für verschiedene
Eingangstemperaturen

Eingangstemperatur ist. Die Dämpfungsrate erhöht sich dabei mit steigender Ein-
gangstemperatur. In Abhängigkeit des Temperaturhubs wächst die Dämpfungsrate
zuerst stark und später immer langsamer an. Um den qualitativen Verlauf über den
Temperaturhub verstehen zu können, ist die Analyse von Gleichung 6.1 notwen-
dig. Wie bereits in Abschnitt 6.2 erwähnt, können sich für den gegebenen Fall nur
die Größen im Nenner von Gleichung 6.1 verändern. Da bei konstanter Eingangs-
temperatur zudem das Produkt aus Dichte und Schallgeschwindigkeit am Einlass
konstant sind, können Unterschiede in der Dämpfungsrate ihre Ursache nur im
Volumenintegral im Nenner von Gleichung 6.1 haben. Dieses Volumenintegral ist
dabei proportional zur akustischen Energie der Mode.

In Abb. 6.6 ist daher das Volumenintegral bzw. die akustische Energie der Mode
über den Temperaturhub∆T für verschiedene Eingangstemperaturen aufgetragen.
Die Energie der Mode ist für einen geringen Temperaturhub hoch und fällt mit
steigendem Temperaturhub zuerst stark und im weiteren Verlauf immer schwächer
ab. Die Energie der Mode ist proportional zur räumlichen Ausdehnung der Mode. Je
länger das Druckfeld ist, desto größer wird die Energie der Mode und desto geringer
wird die Dämpfung. In diesem Fall bedeutet dies, dass sich die Mode bei einem
geringen Temperaturhub über das Gebiet des Temperatursprungs hinaus erstreckt
und mit steigendem Temperaturhub immer kürzer wird. Der Temperaturhub setzt
der Mode einen Widerstand gegen eine Ausbreitung in Achsrichtung entgegen.
Ab einem ausreichend hohen Temperaturhub verändert sich die Länge der Mode
kaum noch.

Bei der Analyse der Daten für einen konstanten Temperaturhub für verschiedene
Eingangstemperaturen kann wieder Gleichung 6.1 betrachtet werden. Für verschie-
dene Eingangstemperaturen spielt nun der Term ρ̄s c̄s wieder eine Rolle. Dieser
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Abbildung 6.6.: Energie der Mode in Abhängigkeit des Temperaturhubs für verschiedene
Eingangstemperaturen

Term lässt sich mit Hilfe des allgemeinen Gasgesetzes auf eine einfache Abhängig-
keit von der Eingangstemperatur zurückführen:

ρ̄s c̄s =
ps

RTC
·
p

κRTC =
ps
p
κ

p
R
·

1
p

TC

∼
1

p

TC

Der Ausdruck ps
p
κp

R
kann als konstant angenommen werden. Da der Term ρ̄s c̄s im

Nenner von Gleichung 6.1 steht, steigt die Dämpfung mit steigender Einlasstempe-
ratur.

Wie Schwing [51] und Grimm [13] zu entnehmen ist, zeigt sich insbesondere bei
geringen Leistungen eine erhöhte Instabilitätsneigung bei geringen Einlasstempe-
raturen. Möglicherweise liefert der hier gezeigte Zusammenhang zwischen Einlass-
temperatur und Dämpfungsrate hierfür eine Erklärung.

6.4.2. Position und Länge des Temperaturhubs

Auch die Position und die Länge des Temperaturhubs bei konstanter Anfangs- und
Endtemperatur (TC = 800 K, TH = 1800 K) haben einen Einfluss auf die Dämpfungs-
rate. Für diesen Fall wurden für 21 Werte von xC zwei Längen des Temperaturhubs
∆x = xH −xC untersucht. In Abb. 6.7 ist die Dämpfungsrate über die Position xC für
zwei Längen des Temperaturhubs∆x dargestellt. Der qualitative Verlauf ist dabei
für beiden Längen ähnlich. Eine Auffälligkeit besteht darin, dass die Dämpfungsrate
erst stark ansteigt und ein Maximum erreicht, um dann langsam abzufallen. Wie
schon für den Einfluss der Temperaturen kann wieder Gleichung 6.1 analysiert wer-
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Abbildung 6.7.: Dämpfungsrate in Abhängigkeit der Position des Temperaturhubs für zwei
Längen des Temperaturhubs

den. Da bis auf das Volumenintegral alle anderen Terme näherungsweise konstant
sind, scheint die Dämpfungsrate nur von diesem abzuhängen.
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Abbildung 6.8.: Energie der Mode in Abhängigkeit der Position des Temperaturhubs für
zwei Längen des Temperaturhubs

In Abb. 6.8 ist das Volumenintegral über die Position xC aufgetragen. Der Verlauf
verhält sich, da das Integral im Nenner der Gleichung steht, genau entgegengesetzt
zur Dämpfungsrate. Das stetige Wachsen des Volumenintegrals für steigendes xC

lässt sich über das damit steigende Volumen, bei dem die Eingangstemperatur TC

herrscht, erklären. Die Mode wird erst mit dem Temperaturanstieg in Achsrichtung
gedämpft, so dass die Verlagerung des Temperatursprungs ebenso die Mode ver-
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längert. Für das Verhalten der Mode für kleine Werte von xC lässt sich feststellen,
dass die Dämpfung der Mode in Achsrichtung wieder abnimmt. Die Gründe dafür
sind jedoch unklar.

Zum besseren Verständnis der mit steigendem xC fallenden Dämpfung ist die axiale
Ausdehnung der Druckmode für die Fälle xC = 20 mm (oben) und xC = 100 mm (un-
ten) bei∆x = 50 mm in Abb.6.9 illustriert. Dabei ist ein axialer Schnitt orthogonal
zur Knotenlinie der Mode für den normierten Absolutwert des akustischen Drucks
dargestellt, der mit dem Volumenintegral korreliert. Je größer die Ausdehnung des
Druckfelds, desto kleiner wird die Dämpfung der Mode. An den hier dargestellten
Fällen kann man erkennen, dass die Mode mit der größeren axialen Ausdehnung
auch eine geringere Dämpfung besitzt (vgl. Abb. 6.7).
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Abbildung 6.9.: Modenform als Funktion des Betrags des akustischen Drucks |p̂ | in axialer
Richtung für die Fälle xC = 20 mm (oben) und xC = 100 mm (unten) bei
∆x = 50 mm

6.5. Druckfeld und Wachstumsrate

Das Abklingen des Druckfelds in axialer Richtung hat nicht nur einen Einfluss
auf die Dämpfungrate des Systems, sondern ist auch für die Wachstumsrate von
Bedeutung. Bei der Berechnung des Rayleigh-Integrals ist die räumliche Verteilung
von Druckschwankung und Wärmefreisetzungsschwankung entscheidend. Wenn
nun der akustische Druck, wie in Abb. 6.9 dargestellt, mit jeweils der gleichen
Wärmefreisetzungsverteilung interagiert, so würde man für den unteren Fall ein
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höheres Rayleigh-Integral erwarten. Durch die längere Ausdehnung kann noch an
Positionen weiter stromab ein Beitrag für das Rayleigh-Integral generiert werden.

Diese Tatsache wird in Kapitel 7 bei der Berechnung von dreidimensionalen
Rayleigh-Integralen genutzt. Das numerische Modell kann für eine gegebene Tem-
peraturverteilung (wie z.B. in Abb. 6.2) die Modenform (Abb. 6.9) bestimmen, aus
der sich wiederum eine axiale Druckverteilung ableiten lässt. Da für die experi-
mentell untersuchten Betriebspunkte keine Temperaturverteilungen vorliegen,
wird angenommen, dass die axialen Wärmefreisetzungsprofile aus Kapitel 5.4.2
der axialen Temperaturerhöhung entsprechen. Dafür werden die vorhandenen
axialen Wärmefreisetzungsverteilungen auf axiale Temperaturverteilungen mit der
Vorheiztemperatur Tp r e und der adiabaten Verbrennungstemperatur Ta d skaliert.
Mit dieser Temperaturverteilung kann mit Hilfe des in diesem Kapitel vorgestellten
Modells eine axiale Druckverteilung berechnet werden, die zur Berechnung des
Rayleigh-Integrals verwendet werden kann. Die Verwendung der axialen Druckver-
teilungen wird in Kapitel 7.1 näher erläutert.

6.6. Akustisches Verhalten des Temperatursprungs

Eine weitere Studie, die für das Verständnis der hochfrequenten Instabilitäten hilf-
reich sein könnte, wurde mit einem numerischen Modell durchgeführt. Dabei
wurde untersucht, inwieweit der Temperatursprung als akustische Randbedingung
gesehen werden kann. Zu diesem Zweck wurde ein ähnlicher Aufbau wie in Abb.
6.3 gewählt. Im Gegensatz zur Ermittlung des Reflexionsfaktors des Querschnitts-
sprungs wurde in diesem Fall ohne Strömung, dafür aber mit einem Temperatur-
sprung gearbeitet. Des Weiteren wurden die Anregungsstellen auf die andere Seite
des Zylinders verlegt, so dass der Temperatursprung von der „kalten“ Seite aus
untersucht werden konnte. Als Randbedingung am Auslass wurde ein nicht reflek-
tierendes Ende gewählt, um als standardmäßiges Ergebnis einen Reflexionsfaktor
von Null zu erhalten.

In Abb. 6.10 ist der frequenzabhängige Reflexionsfaktor für einen Temperatursprung
von 1100 K dargestellt. Die Cut-On Frequenz der kalten Seite beträgt fc u t = 1758 Hz.
Der Reflexionsfaktor des Temperatursprungs vor dieser Frequenz liegt bei 0 und
steigt dann auf den Wert 1 an. Unterhalb der Cut-On Frequenz ist die Welle nicht
ausbreitungsfähig, wodurch in diesem Frequenzbereich die Welle auch nicht reflek-
tiert werden kann. Interessant ist jedoch, dass der Reflexionsfaktor ab der Cut-On
Frequenz nahezu konstant beim Wert 1 bleibt. Daraus kann geschlossen werden,
dass sich der Temperatursprung für die 1T-Mode wie eine akustische Randbeding-
ung verhält und die Mode nicht von der stromab liegenden Randbedingung bzw.
der Geometrie beeinflusst wird. Zu einer ähnlichen Einschätzung kommt Grimm
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Abbildung 6.10.: Frequenzabhängiger Reflexionsfaktor für den Temperatursprung

[13], bei dem geometrische Veränderungen im Abgaskanal keinen Einfluss auf die
Instabilität gezeigt haben.

6.7. Zusammenfassung

Es konnte gezeigt werden, dass das Temperaturfeld, welches wiederum von der
Flammenform und Flammenlänge abhängig ist, einen Einfluss auf die Dämpfungs-
rate des Systems hat. Der hauptsächliche Einflussfaktor ist die Ausdehnung der
akustischen Mode. Je kürzer die Mode ist, desto größer wird die Dämpfungsrate.
Die Länge der Mode wird sowohl von der Größe des Temperaturhubs als auch
von der Position des Temperaturhubs bestimmt. Die Mode wird mit steigendem
Temperaturhub kürzer. Mit steigendem Abstand des Temperaturhubs vom Brenn-
kammereintritt wird die Mode zuerst kürzer und nimmt einen minimalen Wert an,
bevor sie stetig an Länge gewinnt.

Die Länge der Mode kann bei der Modellierung der Rayleigh-Integrale genutzt
werden, um die axiale Abhängigkeit zu berücksichtigen. Die dafür notwendigen
axialen Druckverteilungen wurden aus den experimentellen Daten mit Hilfe des in
diesem Kapitel vorgestellten numerischen Modells ermittelt.

77





7. Modellbetrachung

Ausgehend von dem in der Vorgängerarbeit von Schwing [51] entwickelten und in
Kapitel 3.2 vorgestellten Verschiebungsmodell wurden in dieser Arbeit weitere expe-
rimentellen Untersuchungen durchgeführt, die dieses Modell zumindest in Frage
stellen. Zum Einen zeigt die Auswertung der phasengemittelten Chemilumineszenz
(5.2) zwar eine Verschiebung der Flamme, zum Anderen sieht man eine erhöhte
Intensität auf der Seite des Druckmaximums. Des Weiteren zeigt die Variation
weiterer Betriebsparameter wie der Diffusorvariation und der Brennstoffvariation
sowie deren Einfluss auf die Flammenposition, dass gewisse Schlussfolgerungen
des Verschiebungsmodells nicht zutreffen müssen.

Im Folgenden sollen die experimentellen Daten auf Basis von Kopplungsgleichun-
gen verglichen und bewertet werden. Dabei werden zwei verschiedene Ansätze
untersucht: Zum einen die Modellgleichungen von Zellhuber [53], bei denen der
Einfluss von Dichteschwankungen und Flammenverschiebung getrennt betrachtet
wird sowie die Modellgleichung nach Sattelmayer et al. [47], bei der diese Effekte
nicht getrennt werden.

7.1. Lokale Betrachtung der Kopplungsgleichungen

Zellhuber [53] stellt in seiner Arbeit Rayleigh-Integrale für verschiedene Einfluss-
faktoren auf. Dabei wird das Rayleigh-Integral für die akustische Flammenverschie-
bung, die Dichte und die Drucksensitivität formuliert. Die Drucksensitivität soll
in der hier vorliegenden Arbeit nicht mit berücksichtigt werden, da diese den Ein-
fluss der Selbstzündung beschreibt, welche bei den im Experiment auftretenden
Edukttemperaturen keine Rolle spielt. Die folgenden Flammentransferfunktio-
nen, welche die Wärmefreisetzungsschwankung an akustische Größen wie Dichte-
schwankung und Druckschwankung koppeln, lauten für die Dichte:

q̇ ′(x , t )
¯̇q x )

�

�

�

�

ρ

=
ρ′(x , t )
ρ̄(x )

=
1

κ

p ′(x , t )
p̄ (x )

(7.1)

sowie für die Flammenverschiebung:

q̇ ′(x , t )
¯̇q (x )

�

�

�

�

∆,a c

=−
∆a c (x , t ) ·∇ ¯̇q (x )

¯̇q (x )
(7.2)
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Demzufolge lautet das Rayleigh-Integral:

R IZ e l ,ρ =

∫∫∫ ∫ τ

0

p ′(x , t ) ¯̇q (x )
1

κ

p ′(x , t )
p̄ (x )

d t d x (7.3)

R IZ e l ,∆ =−
∫∫∫ ∫ τ

0

p ′(x , t )∆a c (x , t ) ·∇ ¯̇q (x )d t d x (7.4)

Sattelmayer et al. [47] stellen eine Kopplungsgleichung für transversale Geschwin-
digkeitsfluktuationen anhand einer Einzelflamme in einer Raketenbrennkammer
auf. Diese Gleichung soll hier mit der Vereinfachung, dass kein Schlupf zwischen
Flamme und Akustik herrscht, für die gesamte Brennkammer betrachtet werden.
Die Kopplungsbedingung lautet:

q̇ ′ ·p ′ = ¯̇q (x ) ·∆a c (x , t ) ·∇p ′(x , t ) (7.5)

woraus für das Rayleigh-Integral folgt:

R ISa t =

∫∫∫ ∫ τ

0

¯̇q (x ) ·∆a c (x , t ) ·∇p ′(x , t )d t d x (7.6)

In [16]wird gezeigt, dass sich durch eine partielle Integration von Gleichung 7.6 die
Summe der Gleichungen 7.3 und 7.4 ergibt:

R ISa t =R IZ e l ,ρ +R IZ e l ,∆ =R IZ e l (7.7)

Anhand dieser Gleichungen sollen die experimentellen Wärmefreisetzungsvertei-
lungen evaluiert werden, wodurch sich für jeden Betriebspunkt ein globaler Wert
für das Rayleigh-Integral ergibt, anhand dessen man die Betriebspunkte unter-
einander vergleichen kann. Bevor diese Ergebnisse in Abschnitt 7.2 präsentiert
werden, soll im folgenden darauf eingegangen werden, wie sich die hier vorgestell-
ten Gleichungen auf lokaler Ebene unterscheiden. Dazu sollen, exemplarisch für
einen Betriebspunkt in einer Schnittebene der zylinderförmigen Brennkammer
zum Zeitpunkt t = 0, die einzelnen Bestandteile der Gleichungen 7.3, 7.4 und 7.6
betrachtet werden.

Für die Berechnung der Rayleigh-Integrale wird ein dreidimensionales akustisches
Druckfeld p ′(x , t ) benötigt. Dieses Druckfeld wird mit Hilfe von Gleichung 2.26 und
Gleichung 2.19 für jede Schnittebene des Zylinders für jeden Zeitpunkt für eine mit
konstanter Winkelgeschwindigkeit rotierenden 1T-Mode in einem zylindrischen
Koordinatensystem berechnet. Die Amplitude des Druckfelds bestimmt sich für
jede Schnittebene aus der axialen Druckverteilung, die mit Hilfe des numerischen
Modells aus Kapitel 6.5 für jeden Betriebspunkt bestimmt wurde. Die maximale
Amplitude im axialen Druckverlauf tritt am Brennkammereintritt auf und wurde
dabei auf 1 Pa normiert.
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Der Gradient des akustischen Druckfelds ∇p ′(x , t ) und das akustische Verschie-
bungsfeld∆a c (x , t )werden direkt aus dem akustischen Druckfeld berechnet, da
beide Variablen nur vom akustischen Druckfeld abhängen. Beide Größen werden
in Richtung des Radius und des Umfangs bestimmt. Die analytische Herleitung für
die Berechnung des Verschiebungsfelds ist bei Grimm [13] zu finden.

Die mittlere Wärmefreisetzungsrate ¯̇q (x )wird aus den experimentellen Daten als
Punktematrix auf das gewählte zylindrische Koordinatensystem projiziert, woraus
sich die Werte für jede Schnittebene gewinnen lassen. Der Gradient der mittleren
Wärmefreisetzungsrate∇ ¯̇q (x )wird in Richtung des Radius bestimmt.

Für den Betriebspunkt Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s und λ = 1,6 für die Konfigura-
tion K1 nach Tabelle 5.1 mit αD = 10◦ sind für die axiale Schnittebene z = 20 mm
und den Zeitpunkt t = 0 im folgenden zweidimensionale Schnittfelder der für die
Lösung der Gleichungen benötigen Variablen dargestellt. Für das Druckfeld p ′(x , t )
und die abhängigen Variablen∇p ′(x , t ) und∆a c (x , t ) bestimmt der Betriebspunkt
über den in Kapitel 6.5 bestimmten axialen Druckverlauf die Amplitude. Die Wär-
mefreisetzungsrate bestimmt sich aus den auf die thermische Leistung skalierten
OH*-Chemilumineszenzaufnahmen.

−0,4

−0,2

0

0,2

0,4

[Pa]

Abbildung 7.1.: Instantanes Druckfeld nach Gleichung 2.26 bei z = 20 mm, normiert auf
1 Pa bei z = 0 mm

In Abb. 7.1 ist das Druckfeld einer 1T-Mode dargestellt, wie man es bereits aus
Kapitel 2.1.1 kennt und mit Hilfe der Wellengleichung (Gleichung 2.26) berechnen
kann. In Abb. 7.2 ist der Gradient des Druckfelds, links in radialer Richtung und
rechts in Umfangsrichtung, dargestellt. Die ungewohnte Darstellung in zylindri-
schen Koordinaten kann gut an Hand der horizontalen und vertikalen Achsen im
Druckfeld (Abb. 7.1) überprüft werden: Vom Mittelpunkt aus nach rechts ist der
Gradient in radialer Richtung erst stark positiv und flacht ab, vom Mittelpunkt nach
oben ist kein Gradient vorhanden und demzufolge Null. Für die Betrachtung der
Umfangsrichtung dreht sich das Spiel um: Vom Mittelpunkt nach rechts ist der
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Abbildung 7.2.: Gradient des akustischen Druckfelds aus Abb. 7.1 in Richtung des Radius
und des Umfangs bei z = 20 mm
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Abbildung 7.3.: Verschiebungsfeld zum akustischen Druckfeld aus Abb. 7.1 in Richtung des
Radius und des Umfangs bei z = 20 mm
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Abbildung 7.4.: Konturverlauf der mittleren Wärmefreisetzung und des Gradients der Wär-
mefreisetzung in radialer Richtung für den Betriebspunkt Tp r e = 200 ◦C,
ṁL = 100 g/s und λ = 1,6 für die Konfiguration K1 nach Tabelle 5.1 mit
αD = 10◦ bei z = 20 mm

Gradient Null. Vom Mittelpunkt nach oben ist die Erklärung etwas komplizierter.
Aufgrund des Koordinatensystems ist der Gradient negativ und bei Betrachtung
des Druckfelds würde man auf der Achse (Mittelpunkt - Oben) aufgrund des Farb-
codes einen konstanten Gradienten erwarten, jedoch sind die tatsächlichen Werte
zwischen Mittelpunkt und Oben so unterschiedlich, dass sich dies im Gradienten
zeigt.

In Abb. 7.3 ist die Verschiebung in Richtung des Radius (links) und in Richtung
des Umfangs (rechts) dargestellt. Die Verschiebung in radialer Richtung entspricht
dabei qualitativ dem Druckgradienten in radialer Richtung, die Darstellungen in
Umfangsrichtung unterscheiden sich jedoch. Wie schon beim Druckgradienten ist
es hilfreich, die Darstellungen an Hand der horizontalen und vertikalen Achsen mit
der intuitiven Erwartung zu überprüfen. In den zentralen Bereichen des Druckfelds
erwartet man die höchsten Werte für die Verschiebung in Richtung des Druckma-
ximums. In radialer Richtung ist diese auf der Strecke vom Mittelpunkt bis zum
rechten Rand in der Nähe des Mittelpunkts maximal. In Umfangsrichtung ist die
Verschiebung auf der Strecke zwischen Mittelpunkt und oberem Rand aufgrund
der Orientierung des Umfangswinkels an dieser Stelle negativ und auf der Strecke
vom Mittelpunkt zum unteren Rand positiv, was in einem X-Y-Koordinatensystem
positive Werte in Richtung des rechten Rands bedeuten würde. Die Werte sind
im Zentrum maximal und fallen zum Rand hin ab, was ebenfalls der Erwartung
entspricht. In der radialen Darstellung ist in Richtung der Y-Achse, in der Um-
fangsrichtung in X-Richtung keine Verschiebung zu sehen, da in Richtung der
Knotenlinie keine Verschiebung stattfindet.

In Abb. 7.4 ist links die Wärmefreisetzungsverteilung und rechts der Gradient der
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Wärmefreisetzungsverteilung in radialer Richtung zu sehen. Der Gradient der Wär-
mefreisetzungsverteilung in Umfangsrichtung ist nicht dargestellt, da die Wärme-
freisetzungsverteilung in dieser Richtung keinen Gradienten hat.

Genauso wie die im vorherigen Absatz beschriebenen Variablen der Gleichungen
7.3, 7.4 und 7.6 können diese Gleichungen für die gewählte Schnittebene z = 20 mm
und t = 0 ausgewertet werden.

In Abb. 7.5 ist das Argument des Rayleigh-Integrals der Dichteschwankung nach
Zellhuber R IZ e l ,ρ (Gleichung 7.3) für die Schnittebene z = 20 mm und t = 0 an-
gegeben. Das Argument setzt sich dabei aus dem Quadrat des Druckfelds sowie
der mittleren Wärmefreisetzung, wie sie in den Abb. 7.1 und 7.4 dargestellt sind,
zusammen. Da das Quadrat des Drucks und die mittlere Wärmefreisetzung nur
positiv sind, nimmt demzufolge das Argument des Rayleigh-Integrals ebenfalls
nur positive Werte an. Da das Quadrat des akustischen Drucks mit steigendem
Radius auf der horizontalen Achse größer wird, ist der Wert des Arguments des
Rayleigh-Integrals umso höher, je mehr die mittlere Wärmefreisetzung auf großen
Radien positioniert ist.
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Abbildung 7.5.: Das Argument des Rayleigh-Integrals in Abhängigkeit von Dichteschwan-
kungen für z = 20 mm und t = 0

Das Argument des Rayleigh-Integrals für den Beitrag der Verschiebung nach Zell-
huber R IZ e l ,∆ setzt sich nach Gleichung 7.4 aus dem Druckfeld, dem radialen
Verschiebungsfeld und dem radialen Gradienten der Wärmefreisetzung aus den
Abb. 7.1, 7.3 und 7.4 zusammen und ist in Abb. 7.6 für die Schnittebene z = 20 mm
und t = 0 zu sehen. Qualitativ lässt sich dieses Bild folgendermaßen erklären: Das
Produkt aus Druckfeld und radialem Verschiebungsfeld ist immer positiv, da beide
Felder auf der linken Seite negativ und auf der rechten Seite positiv sind. Zusammen
mit dem Gradienten der Wärmefreisetzung und dem Minus vor dem Integral wird
das Argument des Rayleigh-Integrals dort negativ, wo der Gradient positiv ist und
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umgekehrt. Dieser Wert wird maximal, wenn die positive Flanke des Gradienten
beim halben Brennkammerradius positioniert ist. Minimal und gleichzeitig negativ
wird dieser Wert, wenn die negative Flanke beim halben Brennkammerradius posi-
tioniert wird. Aufgrund der Verteilung des Gradienten der Wärmefreisetzungsrate
nach Abb. 7.4 sind für diese Gleichung im Querschnitt sowohl positive und negative
Beiträge zu erwarten. Das Rayleigh-Integral aus dieser Gleichung wird deshalb nur
geringe Beiträge produzieren, die sowohl positiv als auch negativ sein können. Dies
wird im folgenden Abschnitt 7.2 näher betrachtet.
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Abbildung 7.6.: Das Argument des Rayleigh-Integrals in Abhängigkeit der Verschiebung
nach Zellhuber für z = 20 mm und t = 0

Das Argument des Rayleigh-Integrals nach Sattelmayer et al. R ISa t setzt sich nach
Gleichung 7.6 aus dem Produkt von Wärmefreisetzung, Druckgradient und Ver-
schiebung zusammen und ist in Abb. 7.7 für z = 20 mm und t = 0 zu sehen. Das
Skalarprodukt aus Druckgradient und Verschiebung beinhaltet beide Richtungen
des Koordinatensystems. Dies lässt sich wieder mit Hilfe der Abb. 7.2, 7.3 und 7.4
veranschaulichen. Das Produkt aus Druckgradient und Verschiebung in radialer
Richtung ist immer positiv, da jeweils die linke Hälfte negativ und die rechte positiv
ist. Analog gilt dies für die obere und untere Hälfte von Druckgradient und Verschie-
bung in Umfangsrichtung. Die Summe der beiden Produkte aus Druckgradient
und Verschiebung ist damit ebenfalls positiv. Das Produkt aus dieser Summe und
der Wärmefreisetzung ist folglich immer positiv. Maximal wird das Argument des
Rayleigh-Integrals an Positionen, an denen das Produkt aus Druckgradient und
Verschiebung maximal wird, was in der Mitte der Brennkammer zutrifft.
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Abbildung 7.7.: Das Argument des Rayleigh-Integrals nach Sattelmayer et al. für z = 20 mm
und t = 0

7.2. Betrachtung des globalen Rayleigh-Integrals für
verschiedene Betriebspunkte

Mit den im vorherigen Abschnitt im Detail vorgestellten Gleichungen und den
ebenfalls vorgestellten Druckfeldern und Wärmefreisetzungsverteilungen kann für
alle Betriebspunkte ein globales Rayleigh-Integral ermittelt und die verschiedenen
Betriebspunkte untereinander verglichen werden.

Ausgehend von den Ergebnissen der phasengemittelten Chemilumineszenz in
Kapitel 5.2 liegt der Schluss nahe, dass sowohl die Verschiebung der Flamme als
auch die Dichteschwankung ihren Anteil an der selbsterregten Instabilität hat.
Aus diesem Grund werden die beiden Rayleigh-Integrale R IZ e l und R ISa t nach
Gleichung 7.7 näher betrachtet. In einem ersten Schritt wird an Hand des kom-
pletten Betriebsfelds für die Konfiguration K1, αD = 10◦ die Zusammensetzung
des Rayleigh-Integrals R IZ e l aus den Anteilen der Dichteschwankung R IZ e l ,ρ und
der Verschiebung R IZ e l ,∆ erläutert sowie die Rayleigh-Integrale R IZ e l und R ISa t

verglichen. Im zweiten Schritt werden anschließend alle Betriebspunkte an Hand
des Rayleigh-Integrals R IZ e l bewertet und zudem mit den Stabilitsätsgrenzen aus
Kapitel 5.3 verglichen.

In Abb. 7.8 ist im linken Teil die Zusammensetzung von R IZ e l über die Leistung
für die Konfiguration K1, αD = 10◦ zu sehen. Der Beitrag der Dichteschwankung
ist annähernd proportional zur Leistung, was nicht überrascht, da die mittlere
Wärmefreisetzungsverteilung in die Gleichung eingeht. Das Rayleigh-Integral der
Verschiebung nach Zellhuber R IZ e l ,∆ liefert einen im Vergleich zum Beitrag der
Dichte geringen Beitrag, der zudem im Großteil der Fälle negativ ist. Des Weiteren
scheint das Rayleigh-Integral der Verschiebung nach Zellhuber unabhängig von der
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7.2 Betrachtung des globalen Rayleigh-Integrals für verschiedene Betriebspunkte

Leistung zu sein. Wie im vorherigen Abschnitt bei der lokalen Betrachtung schon
vermutet, sorgt der Gradient der Wärmefreisetzung in Summe über den gesamten
Kreisquerschnitt für sehr geringe Werte für das Rayleigh-Integral. Für das Rayleigh-
Integral R IZ e l dominiert daher die Dichteschwankung das Ergebnis. Im rechten Teil
von Abb. 7.8 sind das Rayleigh-Integral R IZ e l und R ISa t zu sehen. Nach Gleichung
7.7 sollten beide Gleichungen das selbe Ergebnis liefern, es ist jedoch ein deutlicher
Unterschied zwischen den Rayleigh-Integralen zu erkennen. Die Unterschiede
können über die Implementierung der Gleichungen erklärt werden. Gleichung 7.7
gilt für alle Koordinatenrichtungen, die Gleichungen 7.4 und 7.6 werden jedoch nur
für die transversale Schwingungsrichtung gelöst, wodurch der longitudinale Anteil
vernachlässigt wird. Da Gleichung 7.3 implizit alle drei Raumrichtungen abdeckt,
erhält man deshalb für das Rayleigh-Integral nach Zellhuber höhere Werte als für
das Rayleigh-Integral nach Sattelmayer et al.
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Abbildung 7.8.: Zusammensetzung des Rayleigh-Integrals R IZ e l und Vergleich der
Rayleigh-Integrale R IZ e l und R ISa t für Konfiguration K1 mit αD = 10◦

(Tp r e = 100 ◦C−400 ◦C, ṁL = 60 g/s−120 g/s)

In den Abbildungen 7.9 - 7.13 ist das Rayleigh-Integral R IZ e l für alle gemessenen Be-
triebspunkte der Konfigurationen K1 bis K4 visualisiert. In Tabelle 7.1 ist aufgeführt,
welche Betriebspunkte in welcher Abbildung zu finden sind.

Vergleicht man die Abbildungen 7.9 bis 7.13 untereinander, so fällt auf, dass sich
die Werte für die Rayleigh-Integrale der verschiedenen Konfigurationen teilweise
deutlich unterscheiden. Der Vergleich von Konfiguration K1 mit αD = 10◦ (Abb. 7.9)
und K1 mit αD = kD (Abb. 7.10) zeigt ingesamt höhere Werte für den Fall αD = 10◦.
Dieses Ergebnis korreliert mit den Stabilitätsgrenzen aus Kapitel 5.3, für die im Fall
αD = kD nahezu keine Instabilität auftritt, vgl. dazu Abb. 5.12. Einen großen Einfluss
auf dieses Ergebnis hat die axiale Druckverteilung in Abhängigkeit der axialen
Wärmefreisetzungsverteilung, wie es in Kapitel 6.5 beschrieben wurde. Für den Fall
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Abb. Konfiguration Tp r e ṁL

7.9 K1, αD = 10◦ 100 ◦C−400 ◦C 60 g/s−120 g/s
7.10 K1, αD = kD 100 ◦C−400 ◦C 60 g/s−120 g/s
7.11 K1 200 ◦C 80 g/s−120 g/s
7.12 K2 200 ◦C 80 g/s−120 g/s
7.13 K3, K4 200 ◦C 80 g/s−100 g/s

Tabelle 7.1.: Aufteilung der Betriebspunkte in den Abbildungen des Rayleigh-Integrals
R IZ e l
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Abbildung 7.9.: Rayleigh-Integral für Konfiguration K1 mit αD = 10◦ (Tp r e = 100 ◦C−400 ◦C,
ṁL = 60 g/s−120 g/s)
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Abbildung 7.10.: Rayleigh-Integral für Konfiguration K1 mitαD = kD (Tp r e = 100 ◦C−400 ◦C,
ṁL = 60 g/s−120 g/s)
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7.2 Betrachtung des globalen Rayleigh-Integrals für verschiedene Betriebspunkte
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Abbildung 7.11.: Rayleigh-Integral für Konfiguration K1 (Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s −
120 g/s)
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Abbildung 7.12.: Rayleigh-Integral für Konfiguration K2 (Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s −
120 g/s)
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Abbildung 7.13.: Rayleigh-Integral für die Konfigurationen K3 und K4 (Tp r e = 200 ◦C, ṁL =
80 g/s−100 g/s)

ohne Diffusor, dessen Wärmefreisetzung deutlich weiter stromab positioniert ist als
im Fall αD = 10◦, ist das Rayleigh-Integral aufgrund der geringen Druckamplitude
geringer.

Des Weiteren können in beiden Abbildungen die Betriebspunkte nach der Vor-
heiztemperatur unterschieden werden. Dabei ist ersichtlich, dass tendenziell das
Rayleigh-Integral mit steigender Vorheiztemperatur steigt. Dies liegt vermutlich an
der axialen Position der Flamme, die mit steigender Vorheiztemperatur näher am
Brennkammereinlass positioniert ist (vgl. dazu Abb. A.5 in Anhang A).

Die Betriebspunkte der Variation des Diffusorwinkels bei geringem Drall (b =
14 mm, Konfiguration K2, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 80 g/s−120 g/s) zeigen in Abb. 7.11
ähnliche Größenordnungen für das Rayleigh-Integral wie für die Variation von
Leistung und Vorheiztemperatur (Konfiguration K1, αD = 10◦) in Abb. 7.9. Dieses
Ergebnis ist nicht überraschend, da sich die Stabilitätsgrenzen durch den Diffu-
sorwinkel nur leicht verändern (vgl. Abb. 5.12 in Kapitel 5.3). Des Weiteren ist zu
erkennen, dass das Rayleigh-Integral mit steigendem Diffusorwinkel ebenfalls an-
steigt. Dabei ist wieder der Einfluss der axialen Position zu erkennen, da sich die
Flamme mit steigendem Diffusorwinkel in Richtung des Brennkammereintritts
verschiebt, wie es schon in Abb. 5.21 in Kapitel 5.4.2 dargestellt wurde.

Für die Betriebspunkte der Diffusorwinkelvariation mit Konfiguration K2 (b =
11 mm) zeigen sich in Abb. 7.12 tendenziell höhere Werte für das Rayleigh-Integral
im Gegensatz zur Diffusorwinkelwinkelvariation mit Konfiguration K1 (b = 14 mm)
in Abb. 7.11. Aufgrund der axialen Position der Flamme, die bei höherem Drall
weiter stromauf positioniert ist, können diese Werte erklärt werden, da durch die
am Brennkammereintritt höheren Druckamplituden ebenso höhere Werte für das
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7.3 Bewertung der Ergebnisse

Rayleigh-Integral erreicht werden. Dies würde eine höhere Instabilitätsneigung
bei höherer Drallstärke implizieren, was jedoch den Stabilitätsgrenzen (vgl. Abb.
5.11 und 5.12 in Kapitel 5.3) widerspricht, die eine höhere Instabilitätsneigung bei
geringer Drallstärke zeigen.

Ein ähnliches Verhalten ergibt sich für die Rayleigh-Integrale der Betriebspunkte
mit Wasserstoff im Brennstoff (Konfiguration K3 und K4), die in Abb. 7.13 dargestellt
sind. Aufgrund der höheren Druckamplitude am Brennkammereintritt und einer
deutlich stromauf positionierten Flamme im Gegensatz zu Konfiguration K1 (vgl.
dazu Abb. 5.24 in Kapitel 5.4.2), kommt es zu deutlich höheren Werten für das
Rayleigh-Integral. Jedoch passen in diesem Fall die Stabilitätsgrenzen (vgl. Abb.
5.13 und 5.13 in Kapitel 5.3) ebenfalls nicht zu diesen Ergebnissen, die ein deutlich
stabileres Verhalten für Betriebspunkte mit Wasserstoffzugabe zeigen.

Eine mögliche Erklärung ist in Abb. 6.7 aus Kapitel 6.4 zu finden: Die Dämpfungsrate
steigt zuerst mit der axialen Flammenposition an und fällt danach wieder ab. Es
liegt die Vermutung nahe, dass die Betriebspunkte mit Wasserstoffzugabe dem
Temperaturprofil entsprechen, das die maximale Dämpfungsrate produziert. Die
Flammenpositionen der Konfigurationen mit Erdgas als Brennstoff entsprechen
Flammenpositionen, die weiter stromab positioniert sind und daher eine geringere
Dämpfungsrate haben.

Der interne Vergleich des Rayleigh-Integrals R IZ e l für Konfiguration 1 (Abb. 7.9)
über die Leistung zeigt einen weiteren Schwachpunkt des Modells. Für das Rayleigh-
Integral werden schon bei geringen Leistungen ähnlich hohe Werte wie bei deutlich
höheren Leistungen erreicht, was den gemessenen Stabilitätsgrenzen widerspricht,
sofern man eine annähernd konstante Dämpfung über den Leistungsbereich an-
nimmt.

7.3. Bewertung der Ergebnisse

Mit den gewählten Modellgleichungen war es möglich, mit Hilfe von experimentell
ermittelten Wärmefreisetzungsverteilungen, einer numerisch bestimmten axialen
Druckverteilung und einem analytisch bestimmten akustischen Druckfeld Rayleigh-
Integrale zu berechnen.

Insgesamt müssen die Ergebnisse jedoch kritisch beurteilt werden. Zwar liefern
die Rayleigh-Integrale für einen wichtigen Fall (αD = 10◦ gegenüber αD = kD von
Konfiguration K1) eine Erklärung für die großen Unterschiede in den Stabilitäts-
grenzen, diese Erklärung ist jedoch nicht für die restlichen Konfigurationen gültig.
Insbesondere die Erhöhung der Drallstärke und die Zugabe von Wasserstoff im
Brennstoff sorgen für hohe Werte des Rayleigh-Integrals, was jedoch den Stabilitäts-
grenzen widerspricht. Hauptsächlicher Einflussfaktor ist dabei die axiale Position
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der Flamme.

Beim Vergleich unterschiedlicher Leistungen für Konfiguration K1 erreichen die
Rayleigh-Integrale für geringe Leistungen ähnlich hohe Werte wie für hohe Leis-
tungen, was den gemessenen Stabilitätsgrenzen widerspricht.

Des Weiteren muss auf den Unterschied zwischen der Gleichung der Verschiebung
nach Zellhuber und dem Verschiebungsmodell nach Schwing eingegangen werden,
da sich laut [54] diese Gleichungen entsprechen. Nach Schwing [51] sind keine
negativen Wachstumsraten zu erwarten, da das Rayleigh-Integral per Definition nur
positive Werte annehmen kann. Die Auswertung der Gleichung zeigt jedoch auch
negative Werte. Möglicherweise könnte eine Berücksichtigung des longitudinalen
Anteils zu einem positiven Rayleigh-Integral führen.

Da das Rayleigh-Integral lediglich das treibende Potential betrachtet und die Dämp-
fungsraten der einzelnen Betriebspunkte nicht bekannt sind, besteht zumindest
die Möglichkeit, dass die Widersprüche bei den Stabilitätsgrenzen durch die Be-
rücksichtigung der Dämpfungsrate erklärt werden können.

Die Bestimmung der Rayleigh-Integrale für ein dreidimensionales Feld mit den
experimentell ermittelten Wärmefreisetzungsverteilungen ist ein Fortschritt ge-
genüber der Arbeit von Schwing, da dort nur ein 2D-Feld und zudem eine sehr
vereinfachte Flamme verwendet wurde. Jedoch zeigt der Vergleich zwischen R IZ e l

und R ISa t , dass im longitudinalen Anteil ein nicht zu vernachlässigendes Treibpo-
tential vorhanden ist.

Die hier vorgestellten Rayleigh-Integrale können, abgesehen von der Berücksich-
tigung der Dämpfungsraten, auch bei der Approximation des Druckfelds noch
verbessert werden. In dieser Arbeit wurde lediglich ein 1-D Temperaturfeld ver-
wendet, das zudem nur aus der axialen Wärmefreisetzungsverteilung gewonnen
wurde.
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8. Zusammenfassung und Ausblick

Eine vertiefende experimentelle Untersuchung der selbsterregten Instabilität einer
Drallflamme in einer zylindrischen Brennkammer wurde in dieser Arbeit durchge-
führt, um das Auftreten der Instabilität in Abhängigkeit der Betriebsparameter zu
erfassen. Dazu wurden mehrere Parameter variiert und sowohl die Veränderung
der Flammenform als auch die Veränderung im Stabilitätsverhalten aufgezeichnet.
Des Weiteren wurden über zeitlich hoch aufgelöste Messungen die Verschiebung
der Flamme und die phasenaufgelöste Verteilung der OH*-Chemilumineszenz
ermittelt. Numerische Studien wurden zum Einfluss des Temperaturfelds auf die
Dämpfungsrate durchgeführt.

Für die experimentell ermittelten Wärmefreisetzungsverteilungen wurden dreidi-
mensionale Rayleigh-Integrale berechnet, welche die axiale Ausdehnung der Mode
berücksichtigen. Die Rayleigh-Integrale wurden dabei für zwei Modelle aus un-
terschiedlichen Quellen aufgestellt, wobei sich gezeigt hat, dass sich diese beiden
Modelle entsprechen. Ein Modell beinhaltet eine Aufteilung in Dichteschwankung
und Flammenverschiebung, das zweite Modell unterscheidet nicht zwischen die-
sen Effekten. Teilweise liefern die Ergebnisse des Rayleigh-Integrals eine Erklärung
für unterschiedliche Stabilitätsgrenzen, wie zum Beispiel zwischen den den Fällen
ohne Diffusor und mit einem Diffusorwinkel von 10◦ bei geringem Drall. Ursäch-
lich für die Unterschiede in den Rayleigh-Integralen ist das Zusammenspiel aus
der axialen Druckverteilung und der axialen Position der Flamme. Für andere
untersuchte Fälle besteht keine Korrelation zwischen den Stabilitätsgrenzen und
den Werten des Rayleigh-Integrals. Die Erhöhung der Drallstärke sorgt für höhere
Werte des Rayleigh-Integrals, die Betriebspunkte bei dieser Konfiguration sind je-
doch tendenziell stabiler. Ebenso erhält man für die Zugabe von Wasserstoff zum
Brennstoff höhere Werte für das Rayleigh-Integral, die Betriebspunkte sind jedoch
ebenfalls tendenziell stabiler als die Vergleichsfälle ohne Wasserstoffzugabe. Die
hauptsächlichen Unterschiede in den Rayleigh-Integralen zwischen den verschie-
denen Konfigurationen werden von der axialen Position der Flamme verursacht.
Zudem muss darauf hingewiesen werden, dass diese Betrachtung die Dämpfungs-
rate nicht berücksichtigt.

Die zukünftige Herausforderung besteht in einer genauen Bestimmung der Dämp-
fungsrate für jeden Betriebspunkt jeder Konfiguration. Mit der Kenntnis der Dämp-
fungsrate ist eine genauere Evaluation des hier verwendeten treibenden Potentials
der Flamme mit Hilfe der bekannten Stabilitätsgrenzen möglich. Da die Ergebnisse
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stark von der axialen Ausdehnung des Druckfelds abhängig sind, wäre die Ermitt-
lung des dreidimensionalen Druckfelds ein weiterer Schritt, um die Ergebnisse
zu verbessern. Dies ist eine Herausforderung für die Messtechnik, da bisher keine
quantitativ zuverlässigen Ergebnisse für hohe Frequenzen bei hohen Tempera-
turen und unter Strahlungseinfluss erreicht wurden. Des Weiteren konkurrieren
die optische Messtechnik zur Erfassung der Wärmefreisetzung und die Sensoren
zur Erfassung des akustischen Drucks um die Zugänglichkeit zur Brennkammer.
Bei einer dreidimensionalen Messung des akustischen Drucks wäre die optische
Zugänglichkeit zur Brennkammer deutlich eingeschränkt.

Ein vielversprechender Ansatz ist die numerische Betrachtung des Gesamtsys-
tems mit den linearisierten Eulergleichungen. Für diesen Ansatz ist jedoch die
Bestimmung der Temperaturverteilung für die Ermittlung des Druckfelds eine es-
sentielle Voraussetzung. Mit der Kenntnis aller Randbedingungen ließe sich für die
Wärmefreisetzungsverteilungen zumindest realistisch abschätzen, inwieweit die
Rayleigh-Integrale mit den Stabilitätsgrenzen korrelieren.

Durch die Annahme eines linearen Verhaltens wurden nichtlinearer Effekte sowie
die Kopplung zwischen verschiedenen Moden in dieser Arbeit nicht berücksichtigt.
Dies könnte jedoch ein Thema für zukünftige Arbeiten sein.
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Anhang A.

Radiale und axiale Flammenprofile für
die Variation von Tp r e , λ und ṁL
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Abbildung A.1.: Radiale Flammenprofile für die Variation des Luftmassenstroms, Konfigu-
ration K1 bei λ= 1, 6 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C)
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Radiale und axiale Flammenprofile für die Variation von Tp r e , λ und ṁL
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Abbildung A.2.: Radiale Flammenprofile für die Variation der Vorheiztemperatur, Konfigu-
ration K1 bei λ= 1, 6 (b = 14 mm, ṁL = 100 g/s)
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Abbildung A.3.: Radiale Flammenprofile für die Variation der Luftzahl, Konfiguration K1
(b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)
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Abbildung A.4.: Axiale Flammenprofile für die Variation des Luftmassenstroms, Konfigura-
tion K1 bei λ= 1, 6 (b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C)
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Abbildung A.5.: Axiale Flammenprofile für die Variation der Vorheiztemperatur, Konfigura-
tion K1 bei λ= 1, 6 (b = 14 mm, ṁL = 100 g/s)
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Radiale und axiale Flammenprofile für die Variation von Tp r e , λ und ṁL
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Abbildung A.6.: Axiale Flammenprofile für die Variation der Luftzahl, Konfiguration K1
(b = 14 mm, Tp r e = 200 ◦C, ṁL = 100 g/s)
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Anhang B.

Herleitung der Dämpfungsrate

Die folgende Herleitung basiert primär auf [20] sowie auf [48] und [42].

B.1. Dämpfung aus Energie und Impuls

Die Dämpfungsrate wird aus den Linearisierten Eulergleichungen ohne Grundströ-
mung hergeleitet. Dabei wird die Energiegleichung:

∂ p ′

∂ t
+κp̄∇·u ′ = (κ−1)q ′ (B.1)

und die Impulsgleichung verwendet:

ρ̄
∂ u ′

∂ t
+∇p ′ = 0 (B.2)

Multiplikation der Energiegleichung mit p ′

κp̄

p ′

κp̄

∂ p ′

∂ t
+p ′∇·u ′ =

(κ−1)
p̄κ

p ′q ′ (B.3)

und der Impulsgleichung mit u ′

ρ̄u ′
∂ u ′

∂ t
+u ′∇p ′ = 0 (B.4)

Addition (unter Zuhilfenahme der Kettenregel) von Gleichung B.3 und B.4

1

2κp̄

∂ p ′2

∂ t
+∇· (p ′u ′) +

ρ̄

2

∂ u ′2

∂ t
=
(κ−1)

p̄κ
p ′q ′

Umstellen der Gleichung:

∂

∂ t
(

1

2κp̄
·p ′2+

ρ̄

2
u ′2) +∇· (p ′u ′) =

(κ−1)
p̄κ

p ′q ′ (B.5)
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Herleitung der Dämpfungsrate

mit den Definitionen der akustische Energie:

E =
1

2κp̄
·p ′2+

ρ̄

2
u ′2 (B.6)

des akustischen Flusses
I = p ′u ′

und des Quellterms:

Q =
(κ−1)

p̄κ
p ′q ′

kann die Gleichung folgendermaßen geschrieben werden:

∂

∂ t
E +∇· I =Q (B.7)

Die Wachstumsrate, bzw. Dämpfungsrate ist definiert als die zeitliche Ableitung
der volumenintegrierten Energie, gemittelt über eine Periode:

α=
1

2

1

E
·
∂ E
∂ t

mit

E =
∫

< E > d V =

∫

V

1

T

∫ T

0

E d t d V (B.8)

mit Umstellen von Gleichung B.7 folgt:

α=
1

2

�∫

<Q > d V

E
−

∫

<∇· I > d V

E

�

Vereinfachung des akustischen Flusses als Oberflächenintegral:

α=
1

2

�∫

<Q > d V

E
−

∮

S
< I ·n > d S

E

�

Vernachlässigung des Quellterms (erster Bruch, treibende Effekte):

α=−
1

2

�∮

S
< I ·n > d S

E

�

In den nächsten beiden Abschnitten werden Zähler und Nenner der Gleichung
ausformuliert.
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B.2 Volumenintegrierte Energie E

B.2. Volumenintegrierte Energie E

Einsetzen von Gleichung B.6 in Gleichung B.8 :

E =
∫

< E > d V =

∫

V

1

T

∫ T

0









1

2κp̄
·p ′2

︸ ︷︷ ︸

a )

+
ρ̄

2
u ′2

︸︷︷︸

b )









d t d V

a) Erster Summand des Integrals mit Annahme einer harmonischen Schwingung:

1

T

∫ T

0

�

1

2κp̄

�

ℜ{(p̂ exp(iωt )}d t (B.9)

1

T

∫ T

0

�

1

2κp̄

�

�

ℜ{(p̂R + i p̂i ) · (cosωt + i sinωt )}
�2

d t (B.10)

1

T 2κp̄

∫ T

0

(p̂R cosωt − p̂i sinωt )2d t (B.11)

1

T 2κp̄

∫ T

0

(p̂ 2
R cos2ωt −2p̂R p̂i cosωt sinωt + p̂ 2

i sin2ωt )d t (B.12)

Integrieren über die Zeit:

1

T 2κp̄

1

2

�

p̂ 2
R T + p̂ 2

i T
�

=
|p̂ |2

4κp̄

b) zweiter Summand des Integrals, analoge Ausführung:

ρ̄

2T

∫

u ′2d t =
ρ̄

4
|û |2

Zusammenfügen von a) und b) und Volumenintegration:

E =
∫

< E > d V =
1

4

∫ �

|p̂ |2

κp̄
+ ρ̄|û |2

�

d V

B.3. Flächenintegral des akustischen Flusses
∮

S

< I ·n > d S ⇒ < I ·n >=
1

T

∫

p ′u ′ ·nd t
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Herleitung der Dämpfungsrate

Mit der Annahme p ′, u ′ =ℜ(p̂ , û exp(iωt )):

< I ·n >=
1

T

∫

R e {p̂ exp(iωt )}R e {û exp(iωt )} ·nd t (B.13)

=
1

T

∫

(p̂R cosωt − p̂i sinωt )(ûR cosωt − ûi sinωt ) ·nd t (B.14)

=
1

T

∫

(p̂R ûR cos2ωt − p̂R ûi cosωt sinωt−

p̂i ûR cosωt sinωt − p̂i ûi sin2ωt ) ·nd t (B.15)

Integrieren:

< I ·n >=
1

T

1

2
T
�

p̂R ûR + p̂i ûi

�

·n (B.16)

Die Admittanz ist definiert als:

Â =
n · û

p̂
ρ̄ c̄ ⇒ n · û =

Âp̂

ρ̄ c̄
(B.17)

Einsetzen und Ausformulieren dieses Produkts:

n · û =
(ÂR + i Âi )(p̂R + i p̂i )

ρ̄ c̄
(B.18)

=
ÂR p̂R − Âi p̂i + i ÂR p̂i + i Âi p̂R

ρ̄ c̄
(B.19)

=
(ÂR p̂R − Âi p̂i ) + i (ÂR p̂i − Âi p̂R )

ρ̄ c̄
(B.20)

Daraus folgt:

< I ·n >=
1

2ρ̄ c̄
(p̂R ÂR p̂R − p̂R Âi p̂i + p̂i ÂR p̂i + p̂i Âi p̂R ) (B.21)

=
1

2ρ̄ c̄
(p̂ 2

R + p̂ 2
i )ÂR =

1

2ρ̄ c̄
|p̂ |2ℜ{Â} (B.22)

Integrieren:
∫

< I ·n > d S =
1

2ρ̄s c̄s
ℜ{Âs }

∮

|p̂ |2d S (B.23)
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B.4. Zusammenfassung

α=
1

2

1

Ē

∂ Ē

∂ t
=

1

2

1
2ρ̄s c̄s
ℜ{Âs }

∮

|p̂s |2d S

1
4

∫

�

|p̂ |2
κp̄ + ρ̄|û |2

�

d V
(B.24)

und kompakt mit gekürzten Faktoren:

α=
ℜ{Âs }
ρ̄s c̄s

∮

|p̂s |2d S
∫

�

|p̂ |2
κp̄ + ρ̄|û |2

�

d V
(B.25)
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