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die freundliche Übernahme des Koreferats.
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6.2.7 Variationsmöglichkeiten mit den synthetischen Ge-
schwindigkeitsprofilen . . . . . . . . . . . . . . . . 116

6.2.8 Verhalten der Rückströmblase . . . . . . . . . . . . 120

6.2.9 Zusammenfassung zur Reduzierung der dreidimen-
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Cquench [−] Quenching Konstante
CW [−] Konstante für das chemische Zeitmaß
D [m] Durchmesser des Mischrohrs
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1 Einleitung

Verbrennungssysteme in Gasturbinen arbeiten überwiegend mit Kraft-
stoffen, die aus Kohlenwasserstoffverbindungen bestehen. Bei der Ver-
brennung entstehen neben den nicht vermeidbaren Produkten Kohlendi-
oxid und Wasser zusätzlich Kohlenmonoxid, Stickoxide und teilverbrannte
Kohlenwasserstoffverbindungen. Die Abgase wirken negativ auf die Um-
welt und führen z. B. zur Zerstörung der Ozonschicht in der Atmosphäre.
Somit stellt sich die Aufgabe, den Schadstoffausstoß pro erzeugter Nutz-
energiemenge zu verringern. Bei einem Beibehalten des Kraftstoffes ist das
Produkt Kohlendioxid aufgrund der chemischen Zusammensetzung des
Kraftstoffes nicht vermeidbar und nur durch eine bessere Umwandlungs-
effizienz reduzierbar. Dagegen ist eine starke Reduzierung der eigentlichen
Schadstoffe durch Eingriffe in den Verbrennungsablauf möglich. Um die
Forderung einer schadstoffarmen Verbrennung in einer Anlage mit hoher
Leistungsdichte erfüllen zu können, arbeiten moderne Brenner meist mit
drallstabilisierten Flammen. Zur Verringerung der Stickoxidemissionen
wurde im Bereich der stationären Gasturbinen die magere Vormischver-
brennung eingeführt, diese Kombination begünstigt aber die Anfälligkeit
des Verbrennungssystems für Instabilitäten. Unter den Bedingungen der
Gasturbine ist die Vormischverbrennung wesentlich schwieriger zu beherr-
schen als der Verbrennungsprozess mit der getrennten Zufuhr von Luft
und Brennstoff in den Brennraum. Die drei sicherheitsrelevanten Pro-
blembereiche sind die Selbstzündung in der Mischzone, thermoakustische
Schwingungen und der Flammenrückschlag. Alle drei Effekte können zu
Schädigungen der Gasturbine führen.

Ein namhafter Hersteller von Gasturbinen verwendet Drallbrenner oh-
ne zusätzliche Flammenhalter, die auf einer rein aerodynamischen Flam-
menstabilisierung beruhen. Bei Brennern dieses Typs wurde festgestellt,
dass Flammenrückschläge in die Mischzone auftreten können, obwohl die
Strömungsgeschwindigkeiten über den ganzen Querschnitt deutlich größer
sind als die turbulente Brenngeschwindigkeit des Gemischs und der Flam-
menrückschlag über Wandgrenzschichten ausgeschlossen werden konnte.
Zunächst war unverständlich, warum die beobachteten Flammenrück-
schläge durch geringfügige Modifikationen des Drallerzeugers bis zum
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völligen Verschwinden massiv beeinflusst werden können. Diese Proble-
matik wurde in den Arbeiten von Fritz [41], [40] und Kröner [72], [73] ex-
perimentell analysiert. Diese Studien zeigten, dass in Drallströmungen ein
bisher noch unbekannter Mechanismus existiert, der zum Flammenrück-
schlag führen kann. Für diesen Mechanismus wurde der Begriff

”
verbren-

nungsinduziertes Wirbelaufplatzen“ oder
”
Combustion Induced Vortex

Breakdown“ (CIVB) geprägt.

Die vorliegende Arbeit verfolgt das Ziel, die Vorgänge zu modellieren und
durch die Analyse der Ergebnisse zum physikalischen Verständnis beizu-
tragen. Darüber hinaus ist die Modellierung für die Vorhersage des CIVB
während des Entwicklungsprozesses von Gasturbinenbrennkammern ei-
ne wichtige Aufgabe, um das Risiko zu vermindern. In dieser Arbeit
wird die Möglichkeit der numerischen Simulation des CIVB mit einem
Strömungslöser aufgezeigt. Dabei wird die Strategie verfolgt, ein Werk-
zeug zu entwickeln, das in der industriellen Entwicklung eingesetzt werden
kann.

Die beiden oben erwähnten Studien stellen die Basis dieser numerischen
Arbeit dar. Daher werden im ersten Kapitel die in diesen beiden Studi-
en gewonnenen Erkenntnisse zusammengefasst. In Kapitel 3 und 4 wird
dann auf die Eigenschaften verdrallter Strömungen und der turbulenten
Verbrennung mit dem Schwerpunkt der Interaktion zwischen der Turbu-
lenz und der chemischen Reaktion eingegangen. Im nächsten Schritt er-
folgt eine Auswahl der Modelle zur Beschreibung der Turbulenz und der
Verbrennung (Kapitel 5) unter besonderer Berücksichtigung der Kompa-
tibilität mit gängigen Strömungslösern und der einfachen Handhabung
in der industriellen Entwicklung. Die Reduzierung des Modells von drei
auf zwei Dimensionen zur weiteren Verringerung des numerischen Auf-
wands ohne Verschlechterung der Modellierungsqualität wird in Kapitel
6 beschrieben, das auch einen Vergleich mit den Messungen enthält. Zum
Schluss erfolgt in Kapitel 7 eine detaillierte Analyse des verbrennungs-
induzierten Wirbelaufplatzens. Dabei spielt der Vergleich der Bedeutung
der einzelnen Terme der Wirbeltransportgleichung die zentrale Rolle bei
der Identifikation der Effekte, die zum plötzlichen Auftreten des CIVB
führen.
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2 Experimentelle Erkenntnisse und Ziele
dieser Arbeit

Die Untersuchungen zum verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzen und
Propagieren der Flamme in den Drallbrenner erfolgten in einer von Fritz
[40] und Kröner [73] aufgebauten Versuchsanlage. Der für Gasturbinen
entwickelte Drallbrenner und die Brennkammer stellen die wichtigsten
Bauteile dar, die im Zusammenspiel eine drallstabilisierte Flamme mit
einem mageren Brennstoff-Luft-Gemisch erzeugen. Da der Fokus dieser
Arbeit in der numerischen Simulation liegt, sind nur die in Abbildung 1
dargestellten Komponenten von Interesse.

Abbildung 1: Wichtigste Komponenten der Versuchsanlage aus [73].

Das Brennstoff-Luft-Gemisch strömt von einem Plenum aus über die im
Drallerzeuger angeordneten Schaufeln in das Mischrohr mit einem In-
nendurchmesser von 75 mm, wobei eine verdrallte Strömung entsteht.
Zusätzlich strömt ein kleiner Teil des Gemisches durch einen Ringspalt
(Abb. 2), der zwischen der auswechselbaren Lanze und dem Drallerzeu-
ger entsteht. Nach dem Mischrohr erfolgt am Übergang zur Brennkammer
eine plötzliche Querschnittserweiterung in die Brennkammer. Hier wird
das in die Brennkammer einströmende Gas infolge der durch die Rota-
tionsbewegung hervorgerufenen Zentrifugalkräfte in Richtung der Brenn-
kammerwand transportiert. Folglich platzt der Wirbel auf und es entsteht
ein Rückströmgebiet. In dem Bereich zwischen dem Rückströmgebiet und
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der es umgebenden verdrallten Strömung entsteht ein Gebiet hoher tur-
bulenter Intensität. Im Fall mit Verbrennung strömen heiße Abgase mit
hoher Temperatur in dieses Gebiet mit hoher Turbulenz. Dort vermischen
sie sich mit dem Frischgas, was einen permanenten Zündmechanismus er-
zeugt. Als Folge stabilisiert sich in diesem Gebiet eine kompakte Flamme
rein aerodynamisch und ohne einen zusätzlichen Flammenhalter.

Die detaillierte Vermessung der Strömung und die Beobachtung der Flam-
me während des Flammenrückschlags sind durch das gläserne Mischrohr
(siehe Abb. 1) möglich. Die Untersuchung der Flammenrückschläge er-
folgte unter Variation der Vorheiztemperatur von 373 K bis 773 K und
des Gemischmassenstroms von 50 g/s bis 150 g/s. Außerdem wurde der
Einfluss des zusätzlichen drallfreien Massenstroms aus dem Ringspalt
auf die Strömung und den Flammenrückschlag untersucht. Dabei wur-
den Ringspalthöhen von 0 mm, 1 mm und 2 mm realisiert, die durch
Lanzen mit unterschiedlichen Durchmessern eingestellt wurden. Zur Ver-
anschaulichung der Geometrie dient Abbildung 2.

Abbildung 2: Variierung des Ringspalts aus [73].

In den nächsten Abschnitten folgt eine kurze Darstellung der Messer-
gebnisse zur kalten Strömung, zum verbrennungsinduzierten Wirbelauf-
platzen und zu den Grenzen der Flammenrückschläge. Danach werden
die bisher nicht verfügbaren Informationen zusammengestellt und daraus
abgeleitet, welche Beiträge die numerische Simulation liefern kann.
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2.1 Verdrallte, isotherme Strömung

Die Messung der stationären Strömung im Mischrohr erfolgte mit der
Laser-Doppler-Anemometrie (LDA) in einer Ebene, die durch die Misch-
rohrachse verläuft. Der Ursprung des Koordinatensystems liegt auf der
Geometrieachse am Querschnittssprung vom Mischrohr in die Brennkam-
mer (Abb. 1). Die positive x-Achse zeigt in Richtung der Brennkammer.
Die Messpunkte lagen in radialer Richtung in einem Abstand von 1 mm
von der Achse bis in die Nähe der Wand und in axialer Richtung in ei-
nem Abstand von 25 mm zwischen den Bereichen von -66 bis -191 mm
(Messbereich in Abbildung 1). An diesen Messpunkten wurden die axialen
und tangentialen Geschwindigkeitskomponenten U bzw. W erfasst und
zeitlich gemittelt. Die sich auf die drei Spaltdicken von 0 mm, 1 mm und
2 mm beziehenden Abbildungen 3, 4 und 5 zeigen die von Fritz [40] gemes-
senen radialen Verläufe der axialen bzw. tangentialen Geschwindigkeits-
komponenten in Abhängigkeit von der Entfernung x vom Querschnitts-
sprung. Die axialen und tangentialen Schwankungsgeschwindigkeiten urms

und wrms vervollständigen die Abbildungen. Fritz [40] entdimensionisier-
te die Größen mit der über den Querschnitt des Mischrohrs gebildeten
mittleren Geschwindigkeit Um. Diese dimensionslosen Messwerte stellen
die Basis für die numerische Arbeit dar.

Der Drallerzeuger (Abb. 1) erzeugt im Mischrohr in Achsnähe eine tan-
gentiale Geschwindigkeit W mit einem hohen Gradienten und einem aus-
geprägten Maximum. Im Außenbereich fällt diese bis zur Mischrohrwand
nur moderat ab. Von außen nimmt die axiale Geschwindigkeit U bis zur
Mischrohrachse stark zu. Die Abbildungen 3, 4 und 5 zeigen ein für Drall-
strömungen typisches Turbulenzniveau von 10% - 20% (dimensionslose
Schwankungsgeschwindigkeiten urms bzw. wrms). In Richtung zur Misch-
rohrachse steigt vor allem die tangentiale Schwankungsgeschwindigkeit
deutlich an. Fritz [40] kommt zum Schluss, dass die hohen Schwankungs-
werte nicht als turbulente Schwankungen zu interpretieren sind, sondern
vielmehr aus dem sich um die Achse bewegenden Wirbelkern resultieren.

In den Abbildungen 3 - 5 sinken in Strömungsrichtung (positive x-
Richtung) die tangentialen und axialen Geschwindigkeiten. Dieses Ver-
halten ist insbesondere in Achsnähe sichtbar. Der Grund liegt in einer
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Abbildung 3: Radialer Verlauf der Geschwindigkeiten U, W und der Schwankungsge-
schwindigkeiten urms, wrms bei einem Ringspalt von 0 mm in Abhängig-
keit von der Achsenposition x aus [40].

Umverteilung des Drehimpulses durch die Schwankungsgeschwindigkeiten
zu größeren Radien bei gleichzeitiger Drehimpulserhaltung (Fritz [40]).

Die Veränderung der Dicke des Ringspalts beeinflusst das Strömungsfeld
in der Nähe der x-Achse (Abb. 6). Mit Vergrößerung des Ringspaltes wird
ein zusätzlicher drallfreier Axialimpuls in den Drallerzeuger eingebracht.
Der Vergleich der Geschwindigkeitsprofile bei x = -191 mm zeigt in der
Nähe der Achse ein Sinken des radialen Gradienten der tangentialen Ge-
schwindigkeit und eine Veränderung der Maxima der Geschwindigkeits-
komponenten bei Vergrößerung des Ringspaltes.

Zugleich verändern sich die Geschwindigkeiten ab einem Radius von über
7,5 mm (r/D = 0.1) kaum.
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Abbildung 4: Radialer Verlauf der Geschwindigkeiten U, W und der Schwankungsge-
schwindigkeiten urms, wrms bei einem Ringspalt von 1 mm in Abhängig-
keit von der Achsenposition x aus [40].

2.2 Verbrennungsinduziertes Wirbelaufplatzen

Im Experiment wurden die Flammenrückschläge provoziert, indem die
Luftzahl λ kontinuierlich mit ∆λ/∆t ≈ 0, 01 [1/s] abgesenkt wurde.
Von besonderem Interesse sind die Fälle mit Ringspalten von 1 und 2
mm, da bei verschlossenem Ringspalt bereits weit im Mischrohr eine
ringförmige Strömung existiert. Die Untersuchungen der Flammenrück-
schläge erfolgten schwerpunktmäßig bei einem Ringspalt von 1 mm. Nur
bei dieser Konfiguration propagiert die Flamme bei einer Absenkung der
Luftzahl λ zum Drallbrenner. Bei einem Ringspalt von 2 mm ergibt sich
eine rückschlagssichere Konfiguration, bei der die Verbrennung im ganzen
Luftzahlbereich stabil in der Brennkammer abläuft.
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Abbildung 5: Radialer Verlauf der Geschwindigkeiten U, W und der Schwankungsge-
schwindigkeiten urms, wrms bei einem Ringspalt von 2 mm in Abhängig-
keit von der Achsenposition x aus [40].

Abbildung 7 stellt eine UV-intensivierte Hochgeschwindigkeitsaufnahme
einer zurückschlagenden Flamme aus dem Aufnahmebereich im Misch-
rohr (Abb. 1) dar.

Interessanterweise propagiert die Flamme ab einer Luftzahl λkrit im Achs-
bereich gegen die dort besonders hohe axiale Geschwindigkeit. Bei der
Entwicklung von Vormischbrennern geht man üblicherweise von der Über-
legung aus, dass die chemische Reaktion das Strömungsfeld im Mischrohr
kaum beeinflusst und die hohe axiale Geschwindigkeit auf der Achse einen
sicheren Betrieb gewährleistet. Offensichtlich ist dieses Kriterium unzurei-
chend und kann Flammenrückschläge nicht ausschließen. In zahlreichen
Untersuchungen von drallfreien Konfigurationen konnten drei Ursachen
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Abbildung 6: Einfluss des Spaltmassenstroms bei einem Spalt von 0 mm, 1 mm und
2 mm auf die radialen Geschwindigkeitsverläufe bei x = -191 mm aus
[40].

Abbildung 7: UV-intensivisierte Hochgeschwindigkeitsaufnahme einer rückschlagen-
den Flamme im Mischrohr aus [40].

für Flammenrückschläge identifiziert werden:

• Flammenausbreitung in der Kernströmung gegen die Strömung we-
gen zu hoher turbulenter Brenngeschwindigkeit

• Flammenrückschlag in der Wandgrenzschicht

• Flammenrückschlag durch starke Verbrennungsschwingungen, wenn
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über den Schwingungszyklen momentan negative Strömungsge-
schwindigkeiten auftreten

Der von Fritz [40] und Kröner [73] untersuchte Flammenrückschlag konn-
te keiner der drei oben aufgelisteten Ursachen zugeordnet werden. In den
Hochgeschwindigkeitsaufnahmen (Abb. 7) ist eindeutig ersichtlich, dass
die Flamme nicht an der Wand gegen die Strömung propagiert. Das Pro-
pagieren erfolgt im achsnahen Bereich, also bei axialen Geschwindigkei-
ten, die größer als der gemittelten axialen Geschwindigkeit Um sind (Abb.
4). Nach Kröner [73] lässt sich die turbulente Flammengeschwindigkeit St

wie gefolgt abschätzen:

St ≈ u′ ≈ 0.25Um . (1)

Die mittlere axiale Geschwindigkeit im Bereich der Flammenausbreitung
ist aber rund viermal größer, was eine turbulente Flammenausbreitung
gegen die Strömung ausschließt. Fritz [40] schloss Flammenrückschläge
infolge von Verbrennungsschwingungen aus, da keine ausreichend star-
ken Druckpulsationen auftraten, die geeignet wären, eine Umkehrung
der Strömungsrichtung einzuleiten. Der Flammenrückschlag konnte da-
mit nicht den bekannten Ursachen zugeordnet werden. Fritz [40] zeigte,
dass die Reaktion zu einer Änderung der Strömungsform führen kann
und erkannte, dass der Flammenrückschlag durch verbrennungsinduzier-
tes Wirbelaufplatzen verursacht wird, wofür er den Begriff

”
Combustion

Induced Vortex Breakdown (CIVB)“ prägte.

Zur genaueren Untersuchung des CIVB führte Fritz [40] während des
Flammenrückschlags Messungen der axialen und tangentialen Geschwin-
digkeitskomponenten durch. Diese erfolgten an den radialen Positionen
von r = 0 mm, 10 mm, 20 mm und 30 mm bei x = -116 mm. Zeitgleich be-
stimmte Fritz mit den Hochgeschwindigkeitsaufnahmen und einem Flam-
mensensor die momentane Flammenposition und -form. Abbildung 8 zeigt
das Ergebnis der Messungen. Der Ursprung des Koordinatensystems ist
auf die auf der Mischrohrachse liegenden Flammenspitze verschoben.

Die axiale Geschwindigkeit U zeigt bei r = 0 mm nur im Bereich
von x/D = 0 bis x/D = 0.5 negative Werte. Daraus kann gefolgert
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Abbildung 8: Mittlere axiale und tangentiale Strömungsgeschwindigkeiten im flam-
menfesten Koordinatensystem aus [40].

werden, dass während des Propagierens der Flamme durch das Misch-
rohr eine Rückströmblase entsteht. Die Flammenspitze folgt unmittel-
bar der aus dem Zusammenbruch des Wirbelkerns entstehenden Spitze
der Rückströmblase. Außerdem verdeutlichen die Verläufe der Geschwin-
digkeitskomponenten U bzw. W an den anderen radialen Positionen die
Dicke der Rückströmblase. Schon 10 mm von der Achse entfernt, treten
keine negativen Axialgeschwindigkeiten mehr auf, was auf eine geringe ra-
diale Ausdehnung der Rückströmblase hindeutet. Zusätzlich ist sichtbar,
dass der Flammenrückschlag das Strömungsfeld im äußeren Bereich (r =
20 und 30 mm) kaum beeinflusst. Fritz [40] konnte die Flammenkontur
aus den Hochgeschwindigkeitsaufnahmen rekonstruieren (Abb. 9).

Abbildung 9: Flammenkontur während des Flammenrückschlags aus [40].
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Er identifizierte als physikalischen Mechanismus des CIVB eine Volumen-
expansion in der Reaktionszone, die die beim isothermen Wirbelaufplat-
zen vorhandenen divergierenden Stromflächen stromauf der Reaktionszo-
ne weiter aufweitet. Die Aufweitung führt zu höherer negativer tangentia-
ler Wirbelstärke. Die daraus entstehende zusätzliche Induktionswirkung
führt auf der Achse zu einer Zunahme der in der Rückströmblase vor-
handenen negativen axialen Geschwindigkeit. Die Folge ist eine Störung
des Gleichgewichts des isothermen Wirbelaufplatzens mit einer gleich-
zeitigen Bewegung der Rückströmblase und der Reaktionszone strom-
auf, bis sich ein neuer Gleichgewichtszustand einstellt. Weiterhin leitete
Fritz [40] aus den Erhaltungsgleichungen einer reibungsfreien inkompres-
siblen Strömung eine Gleichung für die Flammenausbreitungsgeschwin-
digkeit Uf in einer in einem Rohr eingeschlossenen Drallströmung her.
Für einen Rankinewirbel mit axialem Blockprofil und einer Verbrennung
eingeschränkt auf den Wirbelkernbereich lautet die Lösung:

Uf = Wmax

√
η2

2 · (η2
2 − 1)2 · (2η2

2σ − η2
1(1 + σ))

σ · (η4
2 · (η2

1 − 1)2 − σ · η4
1 · (η2

2 − 1)2)
. (2)

Dabei sind η1 = 2rvc,u/D der dimensionslose Wirbelkernradius der iso-
thermen Strömung und η2 = 2rb/D der dimensionslose Wirbelkernradi-
us, innerhalb der die verbrannten Gase sich befinden. Außerdem stellen
Wmax die maximale tangentiale Geschwindigkeit und σ das Dichteverhält-
nis zwischen dem unverbrannten und verbrannten Zustand dar. Nach ei-
ner iterativen Rechnung erhält Fritz [40] die in Abbildung 10 dargestellten
Flammenausbreitungsgeschwindigkeiten Uf in Abhängigkeit des Dichte-
verhältnisses σ und des Wirbelkernradius η1.

Die wichtigsten Erkenntnisse sind:

• Die Flammenausbreitungsgeschwindigkeit ist proportional zur maxi-
malen tangentialen Geschwindigkeit.

• Bei zunehmender thermischer Leistung sinken die Flammenausbrei-
tungsgeschwindigkeiten geringfügig.
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Abbildung 10: Einfluss des Dichteverhältnisses σ und des Wirbelkernradius η1 auf die
Flammenausbreitungsgeschwindigkeit Uf aus [40].

• Eine Abnahme des Wirbelkernradius führt zur Erhöhung der Flam-
menausbreitungsgeschwindigkeit.

2.3 Flammenrückschlagsgrenzen

Fritz [40] konnte in seinen Studien aufzeigen, wie durch das Geschwin-
digkeitsfeld der Flammenrückschlag beeinflusst bzw. verhindert werden
kann. In Abschnitt 2.2 wurde erwähnt, dass mit einer Reduzierung der
Luftzahl ab einem kritischen Wert ein Flammenrückschlag eintritt. Dies
bedeutet, dass in einer flammenrückschlagsgefährdeten Drallströmung
durch eine Veränderung der Luftzahl ein Flammenrückschlag verhin-
dert werden kann. Kröner [73] führte bezüglich der Flammenrückschlags-
grenzen umfassende Parameterstudien durch. Zusätzlich zu der oben ge-
nannten Parametervariation wurden neben Methan drei unterschiedli-
che Methan-Wasserstoff-Zusammensetzungen untersucht. Die gemessenen
Flammenrückschlagsgrenzen für Methan sind in Abbildung 11 wiederge-
ben.

Bei Luftzahlen unter den gemessenen kritischen Werten lässt sich ein
Propagieren der Flamme gegen die Hauptströmung nicht vermeiden. Die
kritischen Werte variieren in Abhängigkeit vom Massenstrom, von der
Vorheiztemperatur und der Brennstoffzusammensetzung. Diese Ergeb-
nisse zeigen, dass der intuitive Ansatz, Flammenrückschläge durch eine
Erhöhung des Massenstroms vermeiden zu können, nur zum Teil richtig
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Abbildung 11: Flammenrückschlagsgrenzen für Methan-Luft-Mischungen aus [73].

ist. In Wirklichkeit ändert sich die Flammenrückschlagsneigung trotz ei-
ner massiven Erhöhung des Massenstroms nur zu einem geringem Maß
(Abb. 11). Die Flammenrückschlagsneigung wird durch eine Erhöhung
der Vorheiztemperatur deutlich gefördert, obwohl die Dichte geringer ist
und somit höhere axiale Geschwindigkeiten im Mischrohr herrschen. Au-
ßerdem erhöht eine Zugabe von Wasserstoff die Flammenrückschlagsnei-
gung massiv. In seiner Studie kommt Kröner [73] zu folgenden Aussagen
über die Einflüsse der einzelnen Parameter auf die Flammenrückschlags-
neigung:

• Der Massenstrom hat deshalb einen nur schwachen Einfluss, weil ei-
ne direkte Proportionalität der mittleren Geschwindigkeit der Flam-
menspitze im ortsfesten Koordinatensystem zur tangentialen Ge-
schwindigkeitskomponente und damit auch zur Axialgeschwindigkeit
und zum Massenstrom besteht. Somit bleibt das Gleichgewicht bei
Erhöhung des Durchsatzes erhalten.

• Im Gegensatz zur Aussage der von Fritz entwickelten Gleichung
zur Flammenausbreitungsgeschwindigkeit, bei der nur die Wirbeldy-
namik und der Dichtesprung den Flammenrückschlag beeinflussen,
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fördert eine Beschleunigung der chemischen Reaktion infolge höherer
Vorheiztemperatur die Flammenrückschlagsneigung.

• Eine Wasserstoff-Beimischung im Brennstoff verstärkt die Flam-
menrückschlagsneigung, da die Reaktionsrate verändert wird.

Die Flammenrückschlagsgrenzen können nicht alleine über die Flam-
menausbreitungsgeschwindigkeit erklärt werden. Kröner [73] korreliert
die Flammenrückschlagsgrenzen mittels der laminaren bzw. turbulenten
Flammengeschwindigkeit und kommt zu folgenden Aussagen:

• Das Dichteverhältnis hat nur geringen Einfluss auf die Rückschlags-
grenzen.

• Trotz gleicher wirbeldynamischer Zustände können die Flam-
menrückschlagsgrenzen nicht alleine mit der laminaren Flammen-
geschwindigkeit als Maß für den Einfluss der Reaktionskinetik kor-
reliert werden.

• Die turbulente Flammengeschwindigkeit St, die aufgrund des hohen
Turbulenzgrades im Wesentlichen von den Strömungszuständen im
Brenner bestimmt wird, ist weitgehend unabhängig von Luftzahl und
Vorheiztemperatur und kann daher den Einfluss der Reaktionskine-
tik auf die Rückschlagsgrenzen ebenfalls nicht erklären.

Die oben aufgelisteten Aussagen deuten auf einen zusätzlichen Effekt hin,
der von der Reaktionskinetik beeinflusst wird. Dieser Effekt ist das Flam-
menlöschen in der Rückströmblase. Kröner [73] führt einen Vergleich des
chemischen Zeitmaßes τc und des Strömungszeitmaßes τu durch und defi-
niert eine brennerspezifische Konstante Cquench:

τc

τu
=

a

S2
L

Um

D
≥ Cquench (3)

mit der Temperaturleitfähigkeit a und der laminare Flammengeschwin-
digkeit SL.
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Ist das Verhältnis der Zeitmaße größer als diese Konstante, hat die Re-
aktion nicht genügend Zeit, sich in der Rückströmblase zu etablieren und
die Flamme kann nicht zum Brenner propagieren. Für die technische An-
wendung ist der Brenner somit sicher gegen Flammenrückschläge, obwohl
rein wirbeldynamisch betrachtet, das Strömungsfeld Schwächen aufweist.

2.4 Ziele der numerischen Simulation

Die Herleitung des algebraischen Modells der Flammenausbreitungsge-
schwindigkeit von Fritz [40] setzt eine vollentwickelte Blase in einem Rohr
mit konstantem Querschnitt voraus. Diese Bedingung findet man bei ei-
ner weit in das Mischrohr propagierten Flamme vor. Nicht geklärt ist die
Einleitung eines Flammenrückschlags von der Brennkammer am Quer-
schnittssprung, da Fritz [40] und Kröner [73] aufgrund des Versuchsauf-
baus die Verbrennung im stabilen Zustand und beim Übergang ins Misch-
rohr experimentell nicht untersuchen konnten. Außerdem vereinfachte
Fritz [40] sein Modell durch die Annahmen, dass der Dichtesprung im
Bereich der Rückströmblase bei U = 0 auftritt und die Verbrennung
nur innerhalb des Wirbelkerns stattfindet. Im realen Fall hängen der Ort
der Flammenfront im Geschwindigkeitsfeld und die Flammendicke stark
von der Interaktion der Turbulenz mit der chemischen Reaktion ab. Zu-
letzt erfordert das analytische Modell von Fritz [40] zur Überprüfung der
Flammenrückschlagsneigung einer Drallströmung die Vorgabe der radia-
len Verläufe der Geschwindigkeitskomponenten und des Radius der Reak-
tionszone. Dazu sind aufwändige Messungen bei jeder Drallbrennergeo-
metrie erforderlich.

Die Flammenrückschlagskonstante Cquench, mit der die Grenzen der che-
mischen Zusammensetzung des Brennstoff-Luftgemisches zur Vermei-
dung eines Flammenrückschlags bestimmt werden können, ist nicht un-
abhängig von der Drallbrennergeometrie. Nach jeder geometrischen Ände-
rung müssen in einigen Betriebszuständen Messungen zur Ermittlung der
kritischen Luftzahl durchgeführt werden, um für alle Betriebszustände
die Flammenrückschlagsgrenzen über die Flammenrückschlagskonstante
Cquench ermitteln zu können. Damit hat das Modell nur einen beschränk-
ten technischen Nutzen.
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In der industriellen Designphase wird versucht, die Anzahl der Bren-
nerprototypen für die experimentellen Studien zu reduzieren. Um flam-
menrückschlagsgefährdete Brennerformen im Voraus ausschließen zu
können, sind Modelle erforderlich, die die Flammenrückschlagsgrenzen
geometrieunabhängig vorhersagen können. Hierfür eignet sich die nume-
rische Simulation.

Für eine effiziente Anwendbarkeit der numerischen Simulation in der indu-
striellen Entwicklung sind dabei folgende zwei Kriterien wichtig: Zunächst
sollte die numerische Simulation einen allgemein verfügbaren CFD-Code
und ein robustes und einfach zu integrierendes Verbrennungsmodell nut-
zen können. Diese Kombination muss die experimentellen Daten rich-
tig wiedergeben können. Mit der numerischen Simulation ist ein tieferer
Einblick in die Interaktion der Turbulenz mit der chemischen Reaktion
möglich. Sie gestattet eine Überprüfung der von Fritz aufgestellten Theo-
rie der Stromflächenaufweitung. Darüber hinaus ist eine Reduzierung von
einem 3D-Modell in ein 2D-Modell zur Erhöhung der Effizienz des Verfah-
rens erstrebenswert. Gelingt diese Vereinfachung auf ein axialsymmetri-
sches Modell, ist zugleich nachgewiesen, dass das verbrennungsinduzierte
Wirbelaufplatzen ein im Wesentlichen zweidimensionales Phänomen ist
und die in den Experimenten gefundenen dreidimensionalen Strukturen
der Flammenfront von untergeordneter Bedeutung sind.

Die Kombination der Strömungssimulation mit der Analyse der einzel-
nen Terme der Wirbeltransportgleichung gestattet die Beantwortung der
Frage, welche relative Bedeutung die Wirbelstreckung, -umorientierung
und -aufweitung sowie das barokline Drehmoment beim verbrennungsin-
duzierten Wirbelaufplatzen haben.
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3 Eigenschaften verdrallter Strömungen

3.1 Mathematische Erfassung der Fluidbewegung

Bevor auf verdrallte Strömungen mit Wirbelaufplatzen, auf die Interak-
tion der chemischen Reaktion mit der Strömung und auf die numerische
Simulation eingegangen wird, erfolgt eine kurze Beschreibung der wichtig-
sten Gleichungen, auf denen diese Arbeit aufbaut. Im Allgemeinen erfolgt
die Beschreibung der Bewegung eines reibungsbehafteten newtonschen
Fluids über die Massenerhaltung und die Navier-Stokes-Gleichungen. Da-
zu erfolgt sowohl eine Bilanzierung der ein- und ausströmenden Massen-
ströme über die Flächen eines aus dem Fluid willkürlich herauszunehmen-
den infinitesimalen Volumens mit den Quellen bzw. Senken im gewählten
Volumen als auch eine zusätzliche Bilanzierung des Transports von Fluid-
elementen mit den an den Flächen bzw. im Volumen wirkenden Kräften.
Die Kontinuitätsgleichung ohne Quellen bzw. Senken lautet

∂ρ

∂t
+∇ · (ρ~U) = 0 (4)

mit der Dichte ρ, der Zeit t und dem Geschwindigkeitsvektor ~U .

Die Kräftebilanz lässt sich über die Impulserhaltungsgleichung mit der
Annahme eines newtonschen Fluids beschreiben,

ρ[
∂

∂t
~U +(~U ·∇)~U ] = −∇p− 2

3
∇(µ∇× ~U)+2∇(

1

2
µ(

∂Ui

∂xj
+

∂Uj

∂xi
))+ ~F (5)

wobei p der statische Druck, ~F die externen Kräften wie z. B. die Ge-
wichtskraft, µ die dynamische Viskosität und xi die Koordinatenrichtun-
gen sind.

Einen Überblick über die Darstellungen der Navier-Stokes-Gleichungen in
indizierter Tensornotation, in kartesischen Koordinaten, Zylinder- bzw.
Kugelkoordinaten geben Panton [94], Jischa [63] bzw. Rodi [109].
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Autoren, wie Suh [134] und Qian [107] benutzen stattdessen die Wir-
beltransportgleichung. Die Wirbeltransportgleichung lässt sich aus der
Impulstransportgleichung herleiten, indem die Rotation der Impulstrans-
portgleichung gebildet wird. Lakkis [74] stellt eine Methode vor, mit
der sich Strömungen mit Verbrennung mit Hilfe der Wirbeltransportglei-
chung lösen lassen. In dieser Arbeit wird die Wirbeltransportgleichung nur
ergänzend zur Analyse des Wirbelaufplatzens herangezogen. Die Wirbel-
transportgleichung für kompressible Strömungen unter Vernachlässigung
des Terms der Viskosität lautet:

∂

∂t
(~ω) + (~U · ∇)~ω = −~ω(∇ · ~U) +

1

ρ2 (∇ρ×∇p) + (~ω · ∇)~U ; (6)

ω ist die Wirbelstärke, U die Geschwindigkeit und p bzw. ρ der Druck
bzw. die Dichte. Der erste Term auf der rechten Seite beschreibt die Ände-
rung der Wirbelstärke infolge Kompression bzw. Dehnung, der zweite die
Produktion von Wirbelstärke aufgrund des baroklinen Drehmoments und
der dritte die Entwicklung der Wirbelstärke durch Streckung bzw. Um-
orientierung. Der zweite Term auf der linken Seite stellt die Konvektion
der Wirbelstärke dar.

Um aus dem Wirbelfeld die einzelnen Geschwindigkeitskomponenten er-
mitteln zu können, findet die aus der Elektrotechnik allgemein bekannte
Biot-Savartsche Gleichung Anwendung, die auch in der Fluidmechanik
Einzug gefunden hat (Batchelor [11]). Die Biot-Savartsche Gleichung lau-
tet:

~Urot(~x) =
1

4π

∫
V

~ω(~x′)× ~ξ

| ~ξ |3
dV (x′); (7)

~ξ ist der Vektor vom Ort der Wirbelstärke (~x′) zum Ort der induzierten
Geschwindigkeit (~x).

Das Geschwindigkeitsfeld ist in einen drehungsfreien (ir) und drehungs-
behafteten (rot) Anteil zerlegbar:
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~U(~x) = ~Urot(~x) + ~Uir(~x) . (8)

Die Wirbelstärke wiederum kann aus einem bekannten Geschwindigkeits-
feld durch

~ω = ∇× ~U (9)

ermittelt werden.

3.2 Turbulente Strömung

Turbulente Strömungen sind durch unregelmäßige, dreidimensionale und
zeitabhängige Wirbel unterschiedlicher Größen charakterisiert. Die Wir-
bel entstehen durch Scherung, Störung und geometrische Veränderung
infolge von Geschwindigkeitsgradienten (Gleichung (9)). Die Energie der
größten Wirbel wird in einem Kaskadenprozess an kleinere Wirbel weiter-
gegeben. Bei den kleinsten Wirbeln mit dem kolmogorovschen Längenmaß
lkol erfolgt eine Umwandlung der kinetischen Energie in die innere Energie
des Fluids (Abbildung 12).

Abbildung 12: Übertragung der Energie

Nach einer Spektralanalyse aller Wirbel wird die Energieverteilung über
die Wirbelgrößen sichtbar (Abbildung 13).

Im Produktionsbereich (lmax bis lint) werden Wirbel direkt aus der Haupt-
strömung gebildet. Zwischen dem Bereich der Wirbel der integralen Länge
und dem Bereich der Wirbel der kolmogorovschen Länge ist der soge-
nannte Trägheitsbereich angesiedelt, in dem im Wesentlichen keine neuen
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Abbildung 13: Übertragung der Energie

Wirbel entstehen, sondern die in der Rotationsbewegung steckende Ener-
gie von größeren in kleinere Wirbel übertragen wird. In diesem Bereich
ist der Energiefluss konstant und E(κ) ist proportional zu κ(−5/3). Im Be-
reich der Wirbel mit kolmogorovscher Länge zerfallen die Wirbel infolge
der molekularen Reibungskräfte (Dissipation ε), die durch die Viskosität
bestimmt sind.

Um die Energie aller Wirbel in einer Größe, der turbulent kinetischen
Energie k, zusammenzufassen, erfolgt eine Integration von E(κ) über alle
Wellenzahlen κ.

k =

∫ ∞

0
E(κ)dκ (10)

Da die Wirbel der integralen Länge den größten spektralen Anteil der
Energie beinhalten bzw. transportieren, stellen diese und damit das in-
tegrale Längenmaß lint in der theoretischen Strömungsmechanik wichtige
Größen dar. Die Dissipation ε wird über eine Dimensionsanalyse unter der
Annahme einer Abhängigkeit der kleinsten Wirbel von der Dissipation ε

und der kinematischen Viskosität ν = µ/ρ erfasst. Das kolmogorovsche
Längenmaß lkol bzw. das Zeitmaß τkol ergeben sich zu:
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lkol ≈ (ν3/ε)1/4, τkol ≈ (ν/ε)1/2 . (11)

Abbildung 14 zeigt die direkte numerische Simulation einer isotropen tur-
bulenten Strömung von Collins [27]. Die Wirbel bzw. Wirbelröhren im
Durchmesser des kolmogorovschen Längenmaßes kurz vor der Dissipati-
on in die innere Energie sind grün verdeutlicht.

Abbildung 14: Verdeutlichung von Wirbeln mit lkol (grün) in einer DNS einer turbu-
lenten Strömung

Die Messung der Strömungsbewegung an einem Ort liefert den in Abbil-
dung 15 dargestellten Geschwindigkeitsverlauf in Abhängigkeit von der
Zeit.

In dieser Abbildung ist über die Zeit gesehen eine Schwankung der Ge-
schwindigkeit um einen Mittelwert ersichtlich. Somit lässt sich die Ge-
schwindigkeit in eine Reynolds-gemittelte Hauptströmungsgeschwindig-
keit u und eine turbulente Schwankungsgeschwindigkeit u′ aufteilen.

U(x, t) = u(x) + u′(x, t) (12)
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Abbildung 15: Geschwindigkeitsfluktuationen in turbulenten Strömungen

wobei nach einer Zeitmittelung der Mittelwert der Schwankungsgeschwin-
digkeit verschwindet:

lim
T→∞

(
1

T

∫ t+T

t

u′dt) = 0 (13)

Zur Erfassung der Schwankungsgeschwindigkeiten dient die Standardab-
weichung:

u′rms =
√

u′2 =

√
1

T

∫ t+T

t

u′2(x, t)dt . (14)

In der Literatur wird diese Standardabweichung der Schwankungsge-
schwindigkeit häufig als

”
root mean square fluctuation velocity urms“

bezeichnet. Die in den Schwankungsgeschwindigkeiten gespeicherte kine-
tische Energie entspricht der turbulenten kinetischen Energie k, sodass
für den Zusammenhang mit der Standardabweichung der Schwankungs-
geschwindigkeiten in den drei Koordinatenrichtungen gilt:

k =
1

2
(u′2rms + v′2rms + w′2

rms) . (15)

Da sich der größte Anteil der turbulenten kinetischen Energie in dem Be-
reich der großen Wirbel mit dem integralen Längenmaß befindet, kann
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die Standardabweichung der Schwankungsgeschwindigkeiten diesen zuge-
ordnet werden. Die zugehörige Dissipationsrate ist

ε = C0.75
µ

k3/2

lint
. (16)

Der Quotient aus lint und urms ist die Lebensdauer der Wirbel mit der
integralen Länge:

τint =
lint

urms
≈ k

ε
(17)

Zur Vereinfachung der Beschreibung verschiedener Effekte bzw. des Ver-
haltens der Drallströmung erfolgt, wie bei den Schwankungswerten auf-
geführt, eine Reynolds-Mittelung der Navier-Stokes-Gleichungen unter
Berücksichtigung der Vereinfachung für stationäre, inkompressible und ro-
tationssymmetrische Strömungen. Die dafür relevanten Beziehungen sind

die Kontinuitätsgleichung:

∂u

∂x
+

∂v

∂r
+

v

r
= 0, (18)

die Axialimpulsgleichung:

u
∂u

∂x
+ v

∂u

∂r
= −1

ρ

∂p

∂x
+

1

ρ

[
1

r

∂

∂r
(rτxr) +

∂

∂x
τxx

]
, (19)

die Radialimpulsgleichung:

u
∂v

∂x
+ v

∂v

∂r
− w2

r
= −1

ρ

∂p

∂r
+

1

ρ

[
1

r

∂

∂r
(rτrr)−

τϕϕ

r
+

∂

∂x
τxr

]
, (20)

die Tangentialimpulsgleichung:

u
∂w

∂x
+ v

∂w

∂r
+

vw

r
=

1

ρ

[
1

r2

∂

∂r
(r2τϕr) +

∂

∂x
τϕx

]
(21)

und der Reynoldsspannungstensor mit folgenden Komponenten:
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τxx = −ρu′2 + 2µ
∂u

∂x
(22)

τrr = −ρv′2 + 2µ
∂v

∂r
(23)

τϕϕ = −ρw′2 + 2µ
v

r
(24)

τxr = −ρu′v′ + µ(
∂u

∂r
+

∂v

∂x
) (25)

τϕr = −ρv′w′ + µ(
∂w

∂r
− w

r
) (26)

τϕx = −ρu′w′ + µ(
∂w

∂x
) . (27)

3.3 Wirbeldynamik

3.3.1 Wirbelform

Beim Potentialwirbel folgt die tangentiale Geschwindigkeit w aus Glei-
chung (28)

w =
Γ

r
(28)

mit der konstante Zirkulation Γ. In realen viskosen Strömungen bricht
der Potentialwirbel in Achsnähe zusammen und es bildet sich ein Wirbel-
kern mit Starrkörperprofil aus. Betrachten wir die auf den laminaren Fall
reduzierten Reynoldsspannungen, so erhalten wir nach Gleichung (26) für
τϕr

τϕr = −2µ
Γ

r2 . (29)

Bei Annäherung an die Achse steigt diese Schubspannung ins Unendli-
che und bremst folglich die tangentiale Geschwindigkeit ab. Dieser neue
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Geschwindigkeitsverlauf im Wirbelkern kann durch einen Festkörperwir-
bel ohne Schubspannung angenähert werden. Die mathematisch einfach
beschreibbare Synthese aus Potentialwirbel und Festkörperwirbel als Wir-
belkern wird als Rankinewirbel bezeichnet und kann näherungsweise reale
Drallströmungen beschreiben. Diese Wirbelform ist eine vereinfachte Dar-
stellung, da sich in Realität infolge der Reibung bzw. der Geschwindig-
keitsschwankungen die Form des Wirbels durch Abbremsung bzw. Umver-
teilung der Fluidelemente gegenüber dem Rankinewirbel verändert. Drall-
strömungen werden in der industriellen Anwendung mit ganz verschieden
aufgebauten Drallerzeugern erzeugt, deren Gestaltung einen großen Ein-
fluss auf die Form des Wirbels hat. Nach Schmid [116] entstehen im Falle
eines Einströmens in ein kreisrundes Rohr näherungsweise folgende Wir-
belformen:

• Radialschaufelgitter: Rankine- oder Burgers-Wirbel.

• Axialschaufelgitter: Wirbel mit näherungsweise konstanter Tangen-
tialgeschwindigkeit.

• Tangentialkanal-Drallerzeuger: Starrkörperwirbel.

3.3.2 Drallzahl

Zum Vergleich von Drallströmungen hat die Drallzahl S eine große Bedeu-
tung. Diese ist der Quotient aus dem integralen axialen Drehimpulsstrom
und dem Produkt aus dem integralen Axialimpulsstrom und einem cha-
rakteristischen Radius dar. Es gilt:

S =
Ḋ

İR
(30)

mit

Ḋ = 2π

∫ R

0
ρ(uw + u′w′)r2dr (31)
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und

İ = 2π

∫ R

0
(p(r)− pref + ρ(u2 + u′2))rdr. (32)

In den häufigsten Fällen kommt eine vereinfachte Form der Drallzahl
zur Verwendung, da das Druckfeld in experimentellen Studien oft nicht
bekannt ist. Außerdem werden gewöhnlich die Schwankungswerte ver-
nachlässigt, da deren Erfassung hohe Messgenauigkeiten erfordert. Diese
Näherungen führen in vielen Drallströmungen nur zu kleinen Fehlern.

3.3.3 Verdrallte Rohrströmung

Zur Beschreibung des Verhaltens eines Wirbels in einer Rohrströmung
wird der oben beschriebene Rankinewirbel herangezogen. Bei hohem Drall
und der Annahme einer quasi-zylindrischen reibungsfreien Strömung im
Rohr, bei der die Radialgeschwindigkeit klein ist, vereinfacht sich die ra-
diale Impulsgleichung (Gleichung (20)) zu der Querdruckgleichung, da die
ersten zwei Glieder auf der linken Seite der Gleichung verschwinden:

w2

r
=

1

ρ

∂p

∂r
. (33)

Mit der Querdruckgleichung wird der Einfluss des Wirbelkernradius auf
den Druckgradienten deutlich. Bei einer Verschiebung des Wirbelkernra-
dius des Rankinewirbels in Richtung kleinerer Radien steigt gleichzeitig
der Druckgradient. Mit einem konstanten statischen Druck im äußeren
Randbereich des Rankinewirbels erhöht sich der Unterdruck im Wirbel-
kern.

Am Beispiel des Potentialwirbels, der drehungsfrei ist, lässt sich die Sta-
bilität einer Drallverteilung einfach überprüfen. In diesem Fall ist der
Gradient der Zirkulation

∂Γ

∂r
=

∂(wr)

∂r
= 0. (34)

Bei einer minimalen Versetzung eines Fluidelements in einer Drall-
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strömung auf der Kreisbahn nach außen verringert sich die tangentiale
Geschwindigkeit nach Gleichung (34). Bei Annahme von ∂(wr)/∂r < 0
hat das Fluidelement in der neuen äußeren Bahn eine geringere Geschwin-
digkeit als die der Umgebung. Dadurch wird der Druckgradient geringer
(Gleichung (33)) und die Druckkraft genügt nicht mehr, um das Fluid-
element wieder auf seine Bahn zurückzuschieben. Dies hat eine Instabi-
lität der Strömung zur Folge. Währenddessen ist bei ∂(wr)/∂r > 0 die
Geschwindigkeit größer als die der Umgebung und somit der Druckgradi-
ent höher. Die daraus resultierende überschüssige Druckkraft schiebt das
Fluidteilchen wieder an seine ursprüngliche Bahn zurück, was zu einer
Stabilisierung der Strömung führt. Dieses Stabilitätskriterium wird auch
Rayleigh-Kriterium genannt.

In einer reibungsfreien Rohrströmung mit einem Rankinewirbel und un-
terschiedlichen axialen Geschwindigkeitsverläufen kann die Veränderung
des Wirbelkernradius zu unterschiedlichen Auswirkungen auf die Drall-
zahl führen. Dies sei an zwei Beispielfällen gezeigt. Beiden ist ein Ran-
kinewirbel und eine über den Radius konstante axiale Geschwindigkeit
im äußeren Bereich des Rankinewirbels gemeinsam. Während im ersten
Fall im Wirbelkern, dem Festkörperwirbel, keine axiale Geschwindigkeit
vorhanden ist (Totwassergebiet), wird im zweitem Fall der radiale Verlauf
der axialen Geschwindigkeit mit der Querdruckgleichung beschrieben und
dabei der Totaldruck konstant gehalten. Dies führt zu einem Geschwin-
digkeitsmaximum auf der Achse. Abbildung 16 stellt die zwei Strömungs-
formen gegenüber. Im ersten Fall ergibt sich die Drallzahl aus Gleichung

Abbildung 16: Rankinewirbel mit Totwassergebiet (Fall1) und konstantem Totaldruck
(Fall 2) im Wirbelkern

(30)

S =
Cr2

wk

uR
, (35)
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wobei C die Konstante des Festkörperwirbels, rwk der Wirbelkernradius,
u die axiale Geschwindigkeit und R der Rohrradius ist. Gleichung (35)
zeigt, dass sich die Drallzahl mit Vergrößerung des Wirbelkerns erhöht.
Im zweiten Fall verringert sich die Drallzahl bei einer Zunahme des Wir-
belkerns. Zugleich baut sich das Maximum der axialen Geschwindigkeit
auf der Achse ab. Der zweite Fall beschreibt eine vollausgebildete Wir-
belströmung ohne Rückströmblase oder Hindernis. Dagegen gibt der erste
Fall eine Rohrströmung nach einer auf der Achse liegenden Lanze wieder.

Abbildung 17: Geometrie mit Querschnittssprung und theoretischen Geschwindig-
keitsprofilen aus [50]

Hallett [50] leitete für die in Abbildung 17 gezeigte Geometrie mit einem
Rankinewirbel und mit unterschiedlichen blockförmigen axialen Strömun-
gen innerhalb bzw. außerhalb des Wirbelkerns eine kritische Drallzahl
her, bei der eine Rückströmung entsteht. Diese wird über ein umfang-
reiches Gleichungssystem in Abhängigkeit vom Wirbelkernradius, vom
Verhältnis des Querschnittsprungs und vom Verhältnis der axialen Ge-
schwindigkeiten im Wirbelkern und in der Außenströmung ermittelt. Die
Ergebnisse zeigen bei einer Erhöhung des Wirbelkernradius mit gleich-
zeitigem Festhalten der axialen Geschwindigkeiten eine Verschiebung des
Wirbelaufplatzens zu höheren Drallzahlen hin. In diesem Fall verringert
sich der Unterdruck auf der Achse mit Erhöhung des Wirbelkernradi-
us (Querdruckgleichung (33)), was wiederum den axialen Druckgradien-
ten reduziert. Folglich wird die Kraft gegen die Strömung kleiner (Axia-
limpulsgleichung (19)). Bei einem Festhalten des Wirbelkernradius mit
gleichzeitiger Erhöhung des Verhältnisses der axialen Geschwindigkeiten
bleibt der Unterdruck auf der Achse konstant, wogegen sich der axiale Im-
puls im Wirbelkernbereich erhöht. Dadurch reicht die axiale Druckkraft
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gegenüber dem höheren axialen Impuls nicht mehr aus, um den Wirbel
zum Aufplatzen zu bringen und der Aufplatzvorgang verschiebt sich zu
höheren Drallgraden.

3.3.4 Wirbelaufplatzen

Viele Veröffentlichungen beschäftigen sich mit den Ursachen und den
Strukturen des Wirbelaufplatzens in freien Wirbeln bzw. in rotieren-
den Zylindern. In dieser Arbeit sollen schwerpunktmäßig die Drallfor-
men betrachtet werden, die einen Wirbelkern und eine äußere tangentiale
Strömung besitzen. Eine umfangreiche Zusammenfassung der in den letz-
ten 45 Jahren publizierten Arbeiten zu diesem Thema ist bei Lucca-Negro
[85] zu finden. Bei turbulenten Drallströmungen hoher Reynoldszahl tre-
ten nur zwei Formen des Wirbelaufplatzens auf, die spiralförmige und die
blasenförmige Form. Alle anderen Formen mit komplexen Strukturen in
der Rückströmblase sind Strömungen mit niedrigen Reynoldszahlen zu-
zuordnen. Das blasenförmige Wirbelaufplatzen tritt bei hohen Drallzah-
len auf. Es bildet sich eine axialsymmetrische Rückströmzone mit einem
Staupunkt aus. Die Vorwärtsströmung umströmt diese wie einen starren,
glatten Körper. Je höher die Turbulenz ist, desto höher ist der Massen-
austausch über die Blasenoberfläche. Auch schließt sich die Blase mit
steigender Reynoldszahl stromab nicht mehr, sondern geht in grobbal-
lige Turbulenz über. Bei hoher Reynoldszahl mit gleichzeitig geringerer
Drallzahl als beim blasenförmigen Wirbelaufplatzen entwickelt sich ein
spiralförmiges Wirbelaufplatzen. Dabei staut sich die Strömung im Wir-
belkern auf und der Wirbelkern wickelt sich spiralförmig um die Rohrach-
se auf. Nach einigen Windungen löst sich diese in grobballige Turbulenz
auf. Abbildung 18 stellt die beiden Formen gegenüber.

Sowohl Brücker [17] in experimentellen Untersuchungen mit Hilfe der
Particle-Image-Velocimetry als auch Breuer [18] mit numerischen Si-
mulationen konnten bei bestimmten Anströmbedingungen bzw. Rand-
bedingungen einen periodischen Wechsel zwischen blasenförmigem und
spiralförmigem Wirbelaufplatzen nachweisen. Während des Übergangs
vom blasenförmigen ins spiralförmige Wirbelaufplatzen wandert der Stau-
punkt stromab. Beide Autoren konnten zeigen, dass beim blasenförmi-
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Abbildung 18: Blasenförmiges und spiralförmiges Wirbelaufplatzen aus [123]

gen Wirbelaufplatzen die negativen axialen Geschwindigkeiten um eine
Größenordnung größer sind als beim spiralförmigen, bei dem in nur we-
nigen Fällen überhaupt negative Geschwindigkeiten vorkommen. Wenn
diese auftreten, sind sie nur in einem kleinen Bereich konzentriert und
es ist keine geschlossene Blase vorhanden (Abb. 18). Mit einer schub-
spannungsempfindlichen Flüssigkeit konnte Brücker die Kontur der Blase
und den Übergang in grobballige Turbulenz visuell festhalten. Zusätzlich
wies Brücker ein instabiles und blasenförmiges Aufplatzen nach, bei dem
der Wirbelring schräg um die Achse rotiert. Breuer und Brücker stellten
in der Anfangsphase des Wirbelaufplatzens eine Entstehung eines Wir-
belrings fest, der anfänglich zu einem blasenförmigen Wirbelaufplatzen
führt, aber durch Asymmetrien im Strömungsfeld in einen spiralförmi-
gen Endzustand übergehen kann. Weimar [143] setzte die Simulation von
Breuer fort, indem er das Wirbelaufplatzen in einem leicht divergierenden
Rohr numerisch simulierte. Auch hier konnte der Umschlag von einem bla-
senförmigen Wirbelaufplatzen in ein spiralförmiges in einer Rohrströmung
nachgewiesen werden. Außerdem stellte Weimar fest, dass mit einer ge-
ringfügigen Erhöhung der axialen Geschwindigkeit um circa 2 % auf der
Achse die Position der Rückströmblase sich um 0.22D stromab verschiebt.
Weimar beweist eine sehr hohe Empfindlichkeit der Position des Aufplatz-
gebietes gegenüber kleinen Variationen der Einströmrandbedingungen.
Weitere Untersuchungen des Einflusses minimaler Variationen der ein-
zelnen Geschwindigkeitskomponenten oder des Wirbelkernradius auf die
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Position der Rückströmblase führte Darmofal [30] durch. Trotz minima-
ler Veränderungen wiederum von nur 2 % verschob sich die Position der
Rückströmblase in stärkerem Maße. Bei einer Erhöhung der Verdrallung,
Reduzierung des Wirbelkerns oder Verkleinerung des Verhältnisses der
axialen Geschwindigkeiten im Wirbelkern zum Außenbereich bewegte sich
die Rückströmblase stromaufwärts. Das blasenförmige Wirbelaufplatzen
erfolgte stets axialsymmetrisch. Ruith [111] erhielt mit dreidimensionalen
Simulationen das gleiche Ergebnis, wobei dieser gegenüber den anderen
Autoren systematisch die Einflüsse der Drallzahl bzw. der Reynoldszahl
auf das Verhalten der Rückströmblase mit Nachlauf untersuchte.

Breuer erklärt über die Wirbeltransportgleichung die Entstehung der
Rückströmblase. Wird nur der azimutale Anteil (Abb. 19) der Wirbel-
transportgleichung (6) für inkompressible axialsymmetrische Strömungen

Abbildung 19: Skizze der Positionierung der azimutalen Wirbelstärke vor der
Rückströmblase

∂ωϕ

∂t
+ v

∂ωϕ

∂r
+ u

∂ωϕ

∂x
+

wωr

r
= ωr

∂w

∂r
+ ωx

∂w

∂x
+

ωϕv

r
(36)

betrachtet und eine vollausgebildeten Drallströmung angenommen, kann
Gleichung (36) unter Vernachlässigung von ωϕ und ωr vereinfacht werden.

∂ωϕ

∂t
= ωx

∂w

∂x
(37)

Diese Formel illustriert den Anstieg der negativen azimutalen
Wirbelstärke bei Verringerung der tangentialen Geschwindigkeit in
Strömungsrichtung. In einer Rohrströmung kann diese nur durch Reibung
bzw. Wirbeldiffusion oder eine Störung erfolgen. Dagegen ist der Effekt
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bei einer Querschnittsvergrößerung infolge der Divergenz der Stromlinien
wesentlich stärker, da der Wirbelkern aufgeweitet wird. Sobald negative
azimutale Wirbelstärke entsteht, induziert diese eine axiale Induktionsge-
schwindigkeit, die gegen die Strömung wirkt. Diese Induktionswirkung ist
über die Biot-Savart-Gleichung (7) beschrieben. Nach einer Umformung
in Zylinderkoordinaten und der Betrachtung der Induktionsgeschwindig-
keit auf der Achse kann die Biot-Savart-Gleichung auf

Urot,achse =
1

4π

∫
V ′

rωϕ

(r2 + (x− x′)2)
3
2

dV ′ (38)

reduziert werden. Die Gleichung zeigt eindeutig eine negative Induktions-
geschwindigkeit bei negativer azimutaler Wirbelstärke. Dadurch verstärkt
sich die Veränderung der tangentialen Geschwindigkeit in Strömungs-
richtung infolge einer erhöhten Wirbelkernaufweitung und der Wirbel
platzt letztendlich auf. Dieser Vorgang ist auch über die Navier-Stokes-
Gleichungen beschreibbar. Bei Annahme einer Vernachlässigung der ra-
dialen Geschwindigkeit in der Tangentialimpulsgleichung (21) (vollaus-
gebildete Rohrströmung) ist die Veränderung der tangentialen Geschwin-
digkeit in Strömungsrichtung nur von den Reynoldsspannungen abhängig.
Bei einer Querschnittserweiterung dagegen bewegen sich die Fluidele-
mente infolge der Zentrifugalkraft nach außen. Die Radialgeschwindigkeit
führt laut der Tangentialimpulsgleichung (21) zu einer Wirbelkernaufwei-
tung, die wiederum zu einer Reduzierung des Unterdrucks auf der Achse
führt (Querdruckgleichung (33)). Dieser axiale Druckgradient bremst die
axiale Geschwindigkeit ab (Axialimpulsgleichung (19)), was wiederum zu
einem verstärkten radialen Abfluss führt und ein Wirbelaufplatzen un-
terstützt. Weimar [143] beschreibt den Anfahrvorgang beim Wirbelauf-
platzen ausführlich und stellt diesen in einer Grafik dar, die in Abbildung
20 wiedergegeben wird.

Mit diesen Effekten kann auch das weitere Wandern der Blase stromauf
beim blasenförmigen Wirbelaufplatzen gegenüber dem spiralen Wirbe-
laufplatzen verstanden werden. Breuer [18] und Brücker [17] konnten die
negative azimutale Wirbelstärke bei beiden Aufplatzformen quantifizie-
ren. Die negative Wirbelstärke ist im Falle des blasenförmigen Aufplat-
zens stets höher als beim spiralförmigen Aufplatzen. Über die oben formu-
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Abbildung 20: Skizze zur Entstehung eines Wirbelaufplatzens [143]

lierte vereinfachte Form der Biot-Savart-Gleichung (38) wird die stärkere
Induktionswirkung und eine höhere Druckkraft beim blasenförmigen Auf-
platzen vorhergesagt.
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4 Verbrennung in turbulenten Strömungen

Für die Erklärungen der komplexen Wechselwirkungen zwischen der
Flammenfront und dem Strömungsfeld bzw. deren Erfassung in numeri-
schen Verbrennungsmodellen ist ein Verständnis der chemischen Vorgänge
bei der Verbrennung Voraussetzung. Auf der einen Seite sind die chemi-
schen Reaktionen an sich ein definiert ablaufender Prozess und auf der
anderen Seite ist der Einfluss der Dichteänderung auf einfache Strömun-
gen über eine Bilanzierung beschreibbar. In Strömungen mit Wirbeln,
Schwankungen im Geschwindigkeitsfeld und in Schergebieten entstehen
dagegen komplexe Wechselwirkungen zwischen der chemischen Reaktion,
dem Dichteverlauf und dem Strömungsfeld durch gegenseitige Beeinflus-
sung.

4.1 Laminare Flammenausbreitung

Die Betrachtung der planaren laminaren Flamme ist ein nützlicher Aus-
gangspunkt zur Untersuchung turbulenter Flammenstrukturen. Abbil-
dung 21 zeigt die Flammenstruktur einer planaren laminaren Flamme,
die mit einer Geschwindigkeit u angeströmt wird.

Infolge des Zusammenwirkens von molekularen Transportvorgängen (Dif-
fusion D und Temperaturleitfähigkeit a), der Konvektion und der Reak-
tion (Reaktionsrate ω) breitet sich die Flammenfront mit der Geschwin-
digkeit vf aus. Die Relativgeschwindigkeit der Flamme zu der Geschwin-
digkeit u ist die laminare Flammengeschwindigkeit SL. Für die Flammen-
ausbreitungsgeschwindigkeit vf gilt dann:

vf = u + SL. (39)

Die laminare Flammengeschwindigkeit SL ist eine vom Brennstoff, von
der Temperatur und vom Druck abhängige Größe. Mit Hilfe der Energie-
bilanz bei gleichzeitiger Annahme einer stationären Flamme im mit der
Flamme mitbewegten Koordinatensystem kann ein globales chemisches
Zeitmaß τc aus der Aufenthaltszeit der Moleküle in der Reaktionszone
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Abbildung 21: Schematische Verläufe der Temperatur T , der Stoffkonzentrationen [X]
und der Reaktionsrate ω̇ in einer mit der Geschwindigkeit u ange-
strömten planaren Flamme

ermittelt werden (Kröner [73]). Mit der Flammengeschwindigkeit SL und
der Dicke der Reaktionszone δL lässt sich das chemische Zeitmaß τc mit
der Temperaturleitfähigkeit a, die die diffusiven Mischungsprozesse re-
präsentiert, zu

τc =
δL

u− vf
=

δL

SL
=

a

S2
L

(40)

angeben.

Bei einer genaueren Betrachtung kann die Flammenfront in eine
Vorwärmzone und eine Reaktionszone aufgeteilt werden. In der Vorwärm-
zone finden keine chemischen Reaktionen statt, sondern es erfolgt eine
Aufwärmung der Reaktanden (Stoffkonzentration [X]Re) bis zur Zünd-
temperatur. Nach dem Überschreiten der Zündtemperatur reagieren die
Reaktanden zu Endprodukten (Stoffkonzentration [X]Pr), deren Verläufe
ebenfalls schematisch in Abbildung 21 dargestellt sind. In der Reakti-
onszone läuft eine große Anzahl von Elementarreaktionen mit Zwischen-
produkten (Stoffkonzentration [X]Zw) ab, die den Verbrennungsvorgang
steuern. Diese sind einzeln über eine Reaktionsrate ω̇i beschreibbar, die
den Abbau bzw. die Bildung von Molekülen pro Zeiteinheit und Volumen
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quantitativ angibt,

ω̇i = −d[Xi]

dt
= k(T )[Xi]

ni[Xj]
nj (41)

mit den Konzentrationen [X]i, [X]j den Reaktanden i, j und der Reakti-
onsordnungen ni, nj bezüglich der Reaktionspartner i und j. k(T ) ist der
temperaturabhängige Geschwindigkeitskoeffizient, der auf das Arrhenius-
gesetz aus der molekularen Stoßtheorie aufbaut.

k(T ) = Aoe
−EA
RaT (42)

mit der Aktivierungsenergie EA, dem Frequenzfaktor Ao und der allge-
meinen Gaskonstante Ra. Die Elementarreaktionen laufen unterschiedlich
schnell ab und starten zu verschiedenen Zeitpunkten in Abhängigkeit des
Vorhandenseins von geeigneten Zwischenprodukten, Radikalen und/oder
der Höhe der Aufheizung zur Überwindung der Aktivierungsenergie. Im
Übergang von der Flammenfront ins verbrannte Gas sinken die Konzen-
trationen vieler Zwischenprodukte wieder auf ein niedriges Niveau ab
(Abb. 21) oder verschwinden gänzlich. In der Vergangenheit sind viele
Reaktionsschemata entwickelt worden, die in Form von Listen vorliegen.
Mit den Schemata von z. B. Warnatz [142] oder den Gas Research In-
stitute [126] lässt sich die laminare Methan-Luft Verbrennung detailliert
beschreiben. Im GRI 3.0 Mechanismus sind zum Beispiel 325 verschie-
dene Elementarreaktionen für eine Methanverbrennung aufgelistet, deren
Reaktionsraten über die Gleichung (41) darstellbar sind. Für Vergleiche
unterschiedlicher Brennstoffe erfolgen in häufigen Fällen Reduzierungen
der Elementarreaktionen auf Ein- bis Vier-Schritt-Reaktionen, die die ra-
tenbestimmenden Reaktionsschritte beinhalten. Die Gleichungen für die
Reaktionsraten ermöglichen die Bestimmung eines chemischen Zeitma-
ßes der Einzelreaktionen. In Kröner [73], Warnatz [142] bzw. Turns [137]
ist die Herleitung der chemischen Zeitmaße ausführlich beschrieben. Mit
einer globalen Einschrittkinetik kann das Zeitmaß τc eines kompletten
Verbrennungsvorgangs direkt ermittelt werden.



38 4 Verbrennung in turbulenten Strömungen

4.2 Turbulente Flammenausbreitung

Die laminare Flamme kommt in technischen Systemen nur selten vor.
Durch den Einfluss der Turbulenz gehen die eindeutigen Längen-, Zeit-
und Geschwindigkeitsmaße der laminaren Verbrennung verloren. Abbil-
dung 22 zeigt auf der linken Seite die momentanen Flammenkonturen
zu unterschiedlichen Zeitpunkten in einer turbulenten stationären Strahl-
flamme.

Abbildung 22: Flammenkonturen und Flammenzone

Nach der zeitlichen Mittelung aller momentanen Flammenkonturen ent-
steht die rechts abgebildete Flammenzone. Diese beschreibt die mögli-
chen Aufenthaltsorte der momentanen Reaktionszonen, die oft dünner
als ein Millimeter sind. Viele Autoren wie Nastoll [92], Abdel-Gayed [2]
bzw. Kido [67] erfassen in ihren experimentellen Studien die turbulente
Flammengeschwindigkeit in Abhängigkeit von den turbulenten Schwan-
kungsgeschwindigkeiten. Abbildung 23 stellt einige Ergebnisse dar. In-
folge unterschiedlicher Messtechniken, Versuchsaufbauten und Anfangs-
bedingungen entstehen zum Teil große Abweichungen bei Messungen der
turbulenten Flammengeschwindigkeit. Zum Beispiel stellt Bradley [15] bei
einer experimentellen Erfassung der turbulenten Flammenausbreitung in
sphärischen Flammen fest, dass die quantitativen Aussagen stark von der
Wahl des Ortes innerhalb der Flammenzone abhängen.
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Abbildung 23: Abhängigkeit der turbulenten Flammengeschwindigkeit von der
Schwankungsgeschwindigkeit für Wasserstoff und Propan aus [2]

Trotz der Abweichungen stellen alle Autoren einen Anstieg der tur-
bulenten Flammenausbreitungsgeschwindigkeit mit einer Erhöhung der
Schwankungsgeschwindigkeit fest. Erhöht man die Schwankungsgeschwin-
digkeiten weiter, verlangsamt sich der Anstieg und geht in einen Abfall
über. Dieser Bereich wird oft als

”
Quenching“ bezeichnet, bei dem die

Reaktion nicht mehr vollständig abläuft und die Verbrennung schließ-
lich zusammenbricht. In den Arbeiten von Abdel-Gayed [3], [4] bzw.
Chomiak [24] wird das Flammenlöschen experimentell untersucht und
die Grenze der Verbrennung zum Verlöschen mit einer kritischen Karlo-
vitzzahl charakterisiert. Abdel-Gayed [2] weist auf deren eingeschränk-
te Gültigkeit hin, da die Karlovitzzahl für isotrope Turbulenz gilt und
sich bei Krümmungseffekten durch Wirbel verschieben kann. Der Anstieg
und der Verlauf der turbulenten Flammengeschwindigkeit bis zum Flam-
menlöschen hängen stark von der Luftzahl bzw. den Stoffeigenschaften des
Brennstoffs ab. Bei Wasserstoff ist die turbulente Flammengeschwindig-
keit höher als bei Methan bzw. Propan und das Löschen einer Wasserstoff-
flamme findet erst bei wesentlich höheren Schwankungsgeschwindigkeiten
statt. Die experimentell ermittelten Verläufe der turbulenten Flammenge-
schwindigkeit in Abhängigkeit von der Schwankungsgeschwindigkeit wur-
den von vielen Autoren mit analytischen Beziehungen beschrieben, die
Lipatnikov [82] in seiner Arbeit hinsichtlich der Einflüsse der Turbulenz,
der Stoffwerte und des Drucks untersuchte. Der Vergleich von Lipatnikov
[82] ist besonders wertvoll, weil eine umfangreiche experimentelle Daten-
basis zur Validierung herangezogen wurde. Die Analyse verdeutlicht die
Grenzen der Vorhersage der turbulenten Flammengeschwindigkeit im vor-
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gemischten Fall. Die Schwankungsgeschwindigkeiten beeinflussen in Form
von Wirbeln unterschiedlicher Durchmesser in einem komplexen Zusam-
menspiel mit der Diffusion, der Wärmeleitung, dem chemischen Reak-
tionsfortschritt und dem Mischvorgang die turbulente Verbrennungsge-
schwindigkeit. Einige grundlegende Effekte dieses Zusammenspiels wer-
den in den folgenden Kapiteln näher untersucht, um die Interaktion der
Turbulenz mit der chemischen Reaktion besser nachvollziehen zu können.

Die Zusammenhänge sollen trotz der geschilderten Schwierigkeiten über
die Damköhlerzahl Da und die Karlovitz-Zahl Ka dargestellt werden.
Die Damköhlerzahl ist das Verhältnis aus dem integralen Turbulenzzeit-
maß τt der energietragenden Wirbel und dem chemischen Zeitmaß τc der
laminaren Flamme.

Da =
τt

τc
(43)

Bei einer Damköhler-Zahl größer als 1 wird die Verbrennung von der Tur-
bulenz gesteuert. Bei einem Wert kleiner als 1 tritt dagegen die chemische
Kinetik in den Vordergrund. Die Karlovitz-Zahl verwendet als turbulen-
tes Zeitmaß das Kolmogorov-Zeitmaß τkol, die Lebensdauer der kleinsten
Wirbel.

Ka =
τc

τkol
(44)

Mit Hilfe dieser Kennzahlen unterteilte Borghi in einem Diagramm erst-
mals systematisch die Interaktion der chemischen Reaktion mit der Tur-
bulenz (Abb. 24). Die Abszisse stellt das Verhältnis des integralen Längen-
maßes lint zur Dicke der Reaktionszone δL der laminaren Verbrennung
dar. Dagegen gibt die Ordinate das Verhältnis aus der Schwankungsge-
schwindigkeit und der laminaren Flammengeschwindigkeit SL wieder. Im
Borghi-Diagramm ist die turbulente Verbrennung in 5 Gebiete unterteilt.

Nachfolgend soll kurz erklärt werden, welche Effekte in den einzelnen Re-
gimes das Erscheinungsbild der Flamme dominieren. Dabei wird von einer
festen laminaren Flammengeschwindigkeit mit einer konstanten lamina-
ren Flammendicke ausgegangen. Abbildung 25 zeigt einen energietragen-
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Abbildung 24: Borghidiagramm

den Wirbel mit integralem Längenmaß lint vor der Flammenfront. Dieser
Wirbel bewegt sich mit konstanter mittlerer Anströmgeschwindigkeit auf
die stationäre Flammenfront zu. Zusätzlich rotiert der Wirbel, sodass die
Differenzgeschwindigkeit zur Anströmgeschwindigkeit die Schwankungs-
geschwindigkeit darstellt, die die Flammenfront verformt.

Abbildung 25: Wirbeleinfluss auf die Flammenfront
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1. Laminare Flamme

In diesem Gebiet liegt das integrale Längenmaß lint der energietragenden
Wirbel in der Größenordnung der laminaren Reaktionszone δl. Bei Wir-
beln, die größer sind als die Flammendicke, ist die Schwankungsgeschwin-
digkeit infolge der langsamen Rotation gering. Somit ist die Auslenkung
der laminaren Flamme kleiner als deren Dicke. Die Wirbel bewegen sich
mit der mittleren Anströmgeschwindigkeit durch die laminare Flammen-
front und es erfolgt keine signifikante Verformung der Flammenfront.

Abbildung 26: laminare Flammenfront

2. Gewellte Flamme

Im Unterschied zum Fall der laminaren Flamme ist die integrale Länge der
Wirbel bei gleicher Schwankungsgeschwindigkeit wesentlich größer als die
laminare Reaktionszone. Deshalb dauert der Durchgang durch die Flam-
menfront länger. In dieser Zeit kommt es zu einer größeren Auslenkung
der Flammenfront, sodass diese eine wellige Struktur annimmt.

Abbildung 27: gewellte Flammenfront

3. Gefaltete Flamme

Mit steigender Rotationsgeschwindigkeit der Wirbel und somit höherer
Schwankungsgeschwindigkeit, aber mit identischer Wirbelgröße wie im
Fall 2, wird die Flammenfront in der gleichen Zeit schneller und weiter
transportiert. Die wesentlich stärkere Auslenkung der Flammenfront kann
zu einer Faltung der Flamme mit Inselbildungen führen.



4.2 Turbulente Flammenausbreitung 43

Abbildung 28: gefaltete Flammenfront

4. Turbulent verdickte Flamme

Die Wirbel mit dem integralen Längenmaß formen die Flammenfront wie
im Fall 3. Sobald aber die Karlovitz-Zahl über 1 steigt, werden die klein-
sten Wirbel im Gegensatz zu den obigen Fällen kleiner als die Reaktions-
zone. Somit greifen sie an den Grenzen der Reaktionszone in diese ein,
indem sie lokal die Vorwärmzone mit dem kalten Brennstoff-Luft-Gemisch
und die Reaktionszone mit den heißen Abgasen stärker vermischen. Da-
durch werden die ablaufenden Reaktionen entweder auf ein größeres Ge-
biet verteilt oder gestört und es entstehen lokal verdickte Flammenfron-
ten.

Abbildung 29: gefaltete und verdickte Flammenfront

5. Homogenes Reaktionsgebiet

In diesem Gebiet ist die Rotation der Wirbel mit dem integralen Längen-
maß so hoch, dass diese die laminare Flammenfront zusätzlich zerreißen
und das verbrannte Gas mit dem Brennstoff-Luftgemisch total durchmi-
schen. Die Damköhler-Zahl wird kleiner als 1, was dazu führt, dass das
turbulente Zeitmaß kleiner als das chemische Zeitmaß wird. In diesem
Fall werden die Reaktionspartner vor dem Abschluss der chemischen Re-
aktion auch von den energietragenden Wirbeln beeinflusst. Die verstärkte
Durchmischung des Brennstoff-Luft-Gemisches mit den heißen Abgasen
führt zu einem örtlich ausgedehnten Reaktionsgebiet.

Diese fünf beschriebenen Fälle spiegeln sich im Verlauf der turbulenten
Flammengeschwindigkeit wider (Abb. 23). Bei kleinen Schwankungsge-
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Abbildung 30: durchgemischte Flammenfront

schwindigkeiten ist ein Anstieg der turbulenten Flammengeschwindigkeit
mit der Schwankungsgeschwindigkeit zu beobachten, da sich die Fläche
der Flammenfront infolge der Verformung der laminaren Flammenfront
vergrößert und eine größere Reaktionsfläche die Umsetzung erhöht. Die
beginnende Abflachung des Anstiegs der turbulenten Flammengeschwin-
digkeit mit der Erhöhung der Schwankungsgeschwindigkeit ist auf lokale
Verdickungen der Flammenfront mit teilweisem Flammenlöschen zurück-
zuführen. Eine weitere Erhöhung der Schwankungsgeschwindigkeit führt
zu einem Abfall der turbulenten Flammengeschwindigkeit, da verstärkt
die chemische Reaktion gestört wird und die Durchmischung so hoch ist,
dass am Ende ein totales Flammenlöschen erreicht wird.

Abbildung 31 zeigt die mittels LIF am OH-Radikal bestimmte Gestalt
der Reaktionszonen einer Wasserstoff-Luft-Flamme nach Ardey [7] bzw.
Jordan [64] in den verschiedenen Bereichen des Borghidiagramms. Die
Orte mit den höchsten Werten an OH-Radikalen stellen die Hauptreakti-
onszonen, also die Flammenfront dar.

Abbildung 31: Wirbeleinfluss auf die Flammenfront aus [7] und [64]
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4.3 Wechselwirkung zwischen chemischer Reaktion

und Wirbel

In den meisten Veröffentlichungen zur Flammenausbreitung in turbu-
lenten Strömungen wird die Veränderung der turbulenten Flammen-
geschwindigkeit in Explosionsbehältern, Rohren oder Bunsenbrenner-
flammen in Abhängigkeit der Schwankungswerte urms für verschiedene
Brennstoff-Luftzusammensetzungen untersucht (Abb. 23). Damit sind
aber keine Aussagen über die Interaktion der Reaktion mit der turbulen-
ten Wirbelstruktur möglich. Im nächsten Abschnitt werden hierzu einige
wichtige Effekte kurz beschrieben.

4.3.1 Stabilität von Drallströmungen

Das Fluid erfährt durch die Wärmefreisetzung und somit die Erhöhung
der Temperatur T bei konstantem Druck p nach der thermischen Zu-
standsgleichung für ideale Gase

ρ =
p

RT
(45)

eine Dichteabsenkung. Ist die Flamme in einem Rohr eingeschlossen,
steigt die Geschwindigkeit u durch die Verbrennung an. In dem gleichen
Maße steigt die Axialimpulskraft nach Gleichung (32), da diese die Form
ρu2 besitzt und ρu in einem Rohr konstanter Fläche konstant ist. Die
Dichteabsenkung hat dagegen keine Auswirkung auf den Drehimpuls (Gl.
(31)) mit der Form ρuW , da die Konstante ρu die Tangentialgeschwin-
digkeit nicht unmittelbar beeinflusst. Damit sinkt die Drallzahl S über
die Flamme deutlich ab. Bei gleichbleibender Strömungsform gilt:

S(T ) =
Ḋ

İR
= S(Tein)

Tein

T
(46)

Die Dichteveränderung beeinflusst weiterhin auch die Stabilität einer ver-
drallten Strömung. Das verallgemeinerte Stabilitätskriterium ([116] u. vgl.
Gl. (34))
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∂ρ(rw)2

∂r
≥ 0 (47)

zeigt die stabilisierende Wirkung positiver, radialer Dichtegradienten.
Aufgrund der großen Dichteänderung bei der Verbrennung kann dieser
Effekt signifikant die Strömung beeinflussen.

4.3.2 Laminare Instabilitäten

Planare laminare Flammenfronten sind in der Realität nicht stabil, da ge-
ringe Störungen sofort zu Veränderungen des idealen Gleichgewichts zwi-
schen der Wärmefreisetzung, der Diffusionsvorgängen und der erforderli-
chen Aufheizleistung führen. Die Beschreibung der gewellten Flammen-
front ist im Fall einer konstanten Ausbreitungsgeschwindigkeit normal
zu ihrer Oberfläche vereinfacht auf der Basis des van Huygenschen Prin-
zips der Wellenausbreitung möglich (Abbildung 32). Nach diesem Prinzip

Abbildung 32: van Huygensches Prinzip der Ausbreitung einer laminaren Flamme

bilden sich die vom Unverbrannten aus gesehen nach innen gewölbten
(konkaven) Bereiche der Flammenfront zu Spitzen aus und die konvexen
werden zeitgleich geglättet. Einer Stabilisierung wirken hydrodynamische
und diffusive Effekte entgegen, wie Ardey [7] in seinen experimentellen
Untersuchungen der Flammenausbreitung von Wasserstoff-Luftgemischen
illustriert (Abb. 33).

Eine konvex gekrümmte Flammenfront weitet ein auf die Flammenfront
strömendes Stromlinienbündel mit der Querschnittsfläche AO auf eine
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Abbildung 33: Hydrodynamische Instabilität bei einer gewellten Flammenfront

Querschnittsfläche A1 auf. uO ist die in das System einströmende Ge-
schwindigkeit, bei der die globale Flamme sich an einer Position stabi-
lisiert und identisch mit der Flammengeschwindigkeit SL ist. Nach der
Kontinuitätsgleichung im unverbrannten Bereich

u1A1 = uOAO = SLA0 (48)

ist die Geschwindigkeit u1 kleiner als die Brenngeschwindigkeit SL, da
A0 < A1 ist. Also wandert die Flammenfront lokal weiter der kalten
Strömung entgegen mit gleichzeitiger Verstärkung der Krümmung, bis
wieder ein Gleichgewicht der Anströmgeschwindigkeit und der lokalen
Flammenfront herrscht. Bei einer genaueren Betrachtung der Verände-
rungen über die Flammenfront (Abbildung 33, rechts) wird deutlich, dass
das Brennstoff-Luft Gemisch nun die Flammenfront schräg anströmt. Die
Geschwindigkeit lässt sich in tangentiale und normale Komponenten auf-
teilen. Das Fluid wird mit der normalen Komponente über die Flam-
menfront beschleunigt, was zu einer Erhöhung der normalen Geschwin-
digkeitskomponente führt. Mit dieser Erhöhung konvergiert das Strom-
linienbündel stromab. Die Folge ist wiederum eine Beschleunigung der
Strömung, die die Krümmung zusätzlich verstärkt. Entsprechend werden
in konkaven Flammenfronten die Auslenkungen geschwächt.
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Abgesehen von den beschriebenen hydrodynamischen Effekten beeinflus-
sen auch diffusive Transportvorgänge von Wärme und Spezies die Wellung
einer laminaren Flammenfront. Abbildung 34 stellt einen Ausschnitt ei-
ner gewellten Flammenfront mit einer Vorwärm- und einer Reaktionszone
dar, der diesen Effekt illustriert.

Abbildung 34: Diffusionsvorgänge über einer gewellten Flammenfront

Das Zusammenspiel beider Effekte wird von der Lewiszahl Le

Le =
a

DBr
, (49)

dem Verhältnis der Temperaturleitfähigkeit a und bei mageren
Brennstoff-Luft-Gemischen dem Diffusionskoeffizienten des Brennstoffs
DBr, beeinflusst.

Bei einer Lewiszahl kleiner als eins diffundiert die Minoritätsspezi-
es schneller in das verbrannte Gas als die Wärme. An einer konvex
in Richtung des unverbrannten Frischgases gekrümmten Flammenfront
erhöht sich die Wärmediffusion senkrecht zur Flammenfront, was eine
Abkühlung der Flammenfront und eine Erniedrigung der laminaren Flam-
mengeschwindigkeit zur Folge hat. Die Diffusion der Minoritätsspezies
konzentriert sich auf das gleiche Gebiet, was zu einer erhöhten Fokus-
sierung in der Vorwärmzone und somit zu einer Erhöhung der lamina-
ren Flammengeschwindigkeit führt. Bei einer Lewiszahl kleiner als eins
überwiegt die Konzentrationserhöhung der Minoritätsspezies in der Vor-
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heizzone bzw. in der Flammenfront. Dies führt zu einer Erhöhung der
lokalen Flammengeschwindigkeit. Diese Störung führt wiederum zu ei-
ner verstärkten Krümmung der konvexen Flammenfront. Im Gegensatz
dazu kann es in konkaven Flammenfronten infolge eines Konzentrations-
mangels der Minoritätsspezies zu einem lokalen Löschen der Verbrennung
kommen.

Bei Lewiszahlen größer als eins dominiert in einer konvexen Flammenfront
die Wärmediffusion über die Speziesdiffusion, was eine Abbremsung der
Flammenausbreitung zur Folge hat. Dagegen kommt es in einer konkaven
Flammenfront zu einer Intensivierung der Verbrennung. Dies führt zu
einer Stabilisierung.

In Abbildung 35 aus den Arbeiten von Jordan [64] und Ardey [7] sind zwei
Flammenfronten für Gemische mit unterschiedlicher Lewis-Zahl, Methan
und Wasserstoff, gezeigt, um den Einfluss der Lewiszahl zu illustrieren.

Abbildung 35: Flammenausbreitung bei Brennstoffen mit unterschiedlicher Lewiszah-
len bei den Zeitpunkten a, bzw. b, aus [64] und [7]

Eine zelluläre Struktur der Flammenfront bildet sich nur bei der Was-
serstoffverbrennung mit der Lewiszahl kleiner als eins, während sich bei
Methan mit einer Lewiszahl um eins eine glattere Flammenfront entsteht,
die nur großräumigere Welligkeiten besitzt.
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4.3.3 Einfluss von Wirbeln auf die Flammenfront

Im Gegensatz zur laminaren Strömung besteht eine turbulente Strömung
aus Wirbeln unterschiedlicher Größen (Kapitel 3.2), die zusätzlich den
Verbrennungsfortschritt beeinflussen. Den Einfluss eines Wirbelpaars auf
eine kreisförmige Flammenfront untersuchte Im [60]. Das Wirbelpaar wur-
de kurz vor der Flammenfront angeordnet (Abb. 36). In den drei gezeig-
ten Fällen wurde von links nach rechts die Rotationsgeschwindigkeit der
Wirbel erhöht. Von oben nach unten ist die zeitliche Entwicklung des
Einflusses des Wirbelpaares auf die Flammenfront ersichtlich.

Abbildung 36: Flammenlöschen nach [60]

Die beiden Teilbilder in Abbildung 36 stellen jeweils die H-Atome und
die Wärmefreisetzungsrate dar. In Fall 1 propagiert die Flamme zwischen
den Wirbeln durch, während sich bei einer Erhöhung der Rotationsge-
schwindigkeit (Fall 2) die Flammenfront spitz verformt und infolge des
Zusammenquetschens durch hohe Streckungsraten zwischen den Wirbeln
gestoppt wird. Im dritten Fall ist die Geschwindigkeit so hoch, dass die
Flammenfront komplett zwischen die Wirbel gezogen wird. Infolge der ho-
hen Streckung der Flammenfront ist eine starke Wärmeabfuhr vorhanden.
Dadurch steht der chemischen Reaktion nicht mehr ausreichend Wärme
zur Verfügung und die Flamme erlischt zwischen den Wirbeln.

Louch [84] untersuchte mit der Wirbeltransportgleichung (Gl. (6)) die
Wechselwirkung zwischen einem sich auf die Flammenfront zubewegenden
Wirbelpaar und der Flammenfront (Abb. 37).

Abbildung 38 zeigt in den oberen und mittleren Bildern die zeitliche Ent-
wicklung der negativen Wirbelstärke (strichpunktierte Linien) des unte-
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Abbildung 37: Anordnung des Wirbelpaars vor einer Flammenfront in [84]

ren Wirbels und des Druckverlaufs für einen der Fälle. Beim Auftreffen
auf die Flammenfront verschwindet der Wirbel. Dessen negative Wir-
belstärke wird durch einen neuen gegenläufigen Wirbel mit positiver Wir-
belstärke (durchgezogene Linien) abgebaut, der hinter der Flammenfront
entsteht. Über die Terme des baroklinen Drehmoments und der Ände-

Abbildung 38: Wechselwirkung zwischen einem Wirbelpaar und einer Flammenfront
nach [84]

rung der Wirbelstärke infolge der Volumenausdehnung aus der Wirbel-
transportgleichung (untere Bilder in Abb. 38) wird ersichtlich, dass der
positive Term des baroklinen Drehmoments wesentlich höher ist als der
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Term des Abbaus von positiver Wirbelstärke durch die Volumenausdeh-
nung. Folglich entsteht dort eine positive Wirbelstärke durch das barokli-
ne Drehmoment. Dies entwickelt sich aus den Gradienten der Dichte und
des Drucks, die nicht parallel zueinander sind (siehe rechtes Bild mitte in
Abb. 38).

Weitere Arbeiten zur Wechselwirkung von Flammenfronten mit Wirbeln
sind von Candel [22], Im [59], Samaniego und Mantel [90], Louch [84]
bzw. [114] veröffentlicht worden, die auf eine ganze Reihe weiterer Effekte
eingehen.

4.3.4 Verdrallte Rohrströmung

Bisher wurde der Einfluss eines die Flammenfront durchdringenden Wir-
bels bzw. Wirbelpaares auf die Flammenfront erläutert. Nachfolgend soll
gezeigt werden, welche Effekte auftreten können, wenn Flammenfronten
normal zu einer Wirbelröhre oder entlang eines Wirbelrohrs propagieren.
Ishizuka [61] führte eine ausführliche Literaturstudie bezüglich den Ar-
beiten zur Flammenausbreitung in Wirbelröhren durch. Auffällig in die-
ser Studie ist die Vielfalt der Beziehungen zur Vorhersage der Flammen-
spitzengeschwindigkeit. Außerdem konnte der Mechanismus der Interak-
tion von Wirbel und Flamme in einem Wirbelrohr nicht schlüssig erklärt
werden. Die Gleichungen der Flammenspitzengeschwindigkeiten stammen
aus drei unterschiedlichen Ansätzen, die unten beschrieben werden.

Der erste Ansatz geht von einer Erhöhung der Flammenspitzengeschwin-
digkeit infolge des Druckunterschieds vor bzw. nach der Flammenfront
aus. In einer planaren vorgemischten laminaren Flamme ist der Druck
hinter der Flammenfront, also im verbrannten Bereich, niedriger als vor
der Flammenfront. Aus der Kontinuitätsgleichung und der Impulsglei-
chung kann der Druckunterschied berechnet werden. Es gilt:

pb − pu = −ρuS
2
L(

ρu

ρb
− 1) (50)

mit den Drücken p bzw. Dichten ρ im unverbrannten (u) und verbrannten
(b) Bereich.
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In einem Wirbelrohr mit einer propagierenden Flammenspitze liegt genau
der umgekehrte Fall vor, wie ein Experiment deutlich zeigte, das Ishizuka
[61] in seiner Studie darstellte. Der Druckunterschied entsteht durch den
Wirbelzusammenbruch in der Flamme und ist vergleichbar mit dem aus
dem kalten Wirbelaufplatzen (Kap. 3.3.4). Nach dem Wirbelzusammen-
bruch bzw. der radialen Ausdehnung des Wirbelkerns infolge der Ver-
brennung ist der Verlauf der tangentialen Geschwindigkeit innerhalb des
Flammenkerns flacher als vor der Flamme (Abb. 39).

Abbildung 39: Propagieren der Flamme infolge des Druckunterschieds

Über die Querdruckgleichung (33) führt dies zu einer Verringerung des
Unterdrucks auf der Achse. Der Dichteabfall vom Frischgas zum verbrann-
ten Bereich bewirkt innerhalb des Wirbelkernradius rk einen zusätzlichen
Druckunterschied, der über eine Integration der Querdruckgleichung vor
und nach der Flammenfront berechnet werden kann. Dies zeigt Gleichung
(51).

pv − pu =
1

2
(ρu − ρv)C

2(r2
k − r2) (51)

mit der tangentialen Geschwindigkeit im Wirbelkern w = Cr, dem stati-
schen Druck p, der Dichte ρ und den Indizes v bzw. u für die verbrannten
bzw. unverbrannten Zustände. Beide Fälle erzeugen einen positiven axia-
len Druckgradienten von der Frischgasseite zum Flammenkern. Mit dieser
resultierenden Druckkraft längs der Wirbelröhre wird eine Geschwindig-
keit in Richtung des Frischgases induziert, die die Flammenspitze an-
treibt. Asato [9] führte Experimente mit einer Flamme in einem Wirbel-
ring durch und entwickelte eine algebraische Gleichung zur Vorhersage
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der Flammenspitzengeschwindigkeit. Asato verwendete in seinem Experi-
ment Brennstoff-Luft-Gemische mit Wasserstoff, Methan und Propan mit
unterschiedlichen Luftzahlen und variierte die Tangentialgeschwindigkeit
des Wirbelrings. In seinem Vergleich erzielte Asato eine gute Übereinstim-
mung der experimentellen Ergebnisse zu der Theorie, die den Druckun-
terschied zwischen dem kalten Gas und dem verbrannten Bereich in der
Flammenspitze als die treibende Kraft benutzt. Dagegen wendeten As-
hurst [10] und Hasegawa [51] einen anderen Ansatz auf der Basis des
baroklinen Drehmoments aus der Wirbeltransportgleichung (6) an (Abb.
40).

Abbildung 40: Propagieren der Flamme infolge des baroklines Drehmoments

Mit dem baroklinen Drehmoment, dem Vektorprodukt des Dichtegradi-
enten mit dem Druckgradienten, entstehen azimutale Wirbel im Über-
gangsbereich Flamme/Frischgas. Diese induzieren nach der Biot-Savart-
Gleichung (7) eine Geschwindigkeit auf der Achse, deren Richtung von
der verbrannten Seite zum Frischgas geht und wiederum die Flammen-
spitze antreibt. Dagegen stellt Umemura [138] in seiner Theorie und sei-
nen numerischen Simulationen nur einen geringen Einfluss des baroklinen
Drehmoments auf die Entstehung der azimutalen Wirbel fest, weil die
Gradienten des Druckes und der Dichte parallel waren (Abb. 41).

Abbildung 41: Propagieren der Flamme infolge der Wirbelkernaufweitung

Richtig wurde gefolgert, dass der radialen Ausdehnung des Wirbelkerns
auf der Frischgasseite vor der Flammenspitze durch die Flamme eine
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größere Bedeutung zukommt und diese vor der Flammenfront azimuta-
le Wirbel erzeugt. In Kapitel 3.3.4 wurde mit der Wirbeltransportglei-
chung für den Fall ohne Flamme (Gl. (36) und Gl. (37)) die Auswir-
kung einer radialen Aufweitung des Wirbelkerns auf die Produktion von
azimutalen Wirbeln aufgezeigt. Da die Ausdehnung des Wirbelkerns im
kalten Bereich stattfindet, kann diese Erklärung auch für den reagieren-
den Fall übernommen werden. Die sich vor der Flammenfront befinden-
den negativen azimutalen Wirbel induzieren, wie oben gezeigt, über die
Biot-Savart-Gleichung eine Geschwindigkeit, die die Flammenspitze in der
Wirbelröhre antreibt.

Auf dem ersten Blick erscheinen die drei Ansätze widersprüchlich, aber
diese lassen sich zu einem kompletten Bild zusammenfügen, wenn man
annimmt, dass die Ansätze jeweils Teilaspekte beschreiben, die sich in
der Realität überlagern. Beginnen wir mit dem Fall der zur Wirbelröhre
senkrecht angeordneten planaren Flammenfront (Abb. 42a). Zu Beginn
ist der radiale Verlauf der tangentialen Geschwindigkeit konstant entlang
der Achse der Wirbelröhre. Nach dem ersten Wirken des baroklinen Dreh-
moments (Ansatz 2) infolge des Vektorprodukts aus Dichtegradienten und
Druckgradienten entstehen negative azimutale Wirbel (Abb. 42a), die zu
einer Induktion einer axialen Geschwindigkeit von der verbrannten Sei-
te zum Frischgas führt. Zusätzlich herrscht ein Druckunterschied über
die Flammenfront (Ansatz 1), der eine Kraft von der verbrannten Seite
zum Frischgas aufbaut. Wie beim Wirbelaufplatzen ohne Flamme führt
die induzierte axiale Geschwindigkeit zu einem radialen Fluss von Masse,
der wiederum den Wirbelkern aufweitet (Abb. 42b). Infolge der Aufwei-
tung des Wirbelkerns steigt innerhalb des Bereiches der heißen Abgase
der Druck auf der Achse (Ansatz 1), der die stromauf wirkende Kraft
erhöht. Gleichzeitig entstehen infolge der Aufweitung azimutale Wirbel
vor der Flammenfront (Ansatz 3), die eine zusätzliche axiale Geschwin-
digkeit induzieren. Nach einem weiteren Propagieren der Flamme in der
Wirbelröhre ist die Wirbelkernaufweitung abgeschlossen. Während der
Aufweitung sinkt der Einfluss des baroklinen Drehmoments, weil sich
die Richtungen des Druckgradienten und des Dichtegradienten anglei-
chen (42c). Letztendlich propagiert die Flamme durch die kombinierte
Wirkung aller oben beschriebenen Effekte mit einer wesentlich höheren
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Abbildung 42: Propagieren der Flamme in einer Wirbelröhre

Geschwindigkeit als die Flammengeschwindigkeit.

Die Literatur sagt konsistent einen Anstieg der Flammenspitzengeschwin-
digkeit mit Erhöhung der maximalen Tangentialgeschwindigkeit des Wir-
bels bzw. mit Verringerung der Lewiszahl und der Luftzahl bis zum
stöchiometrischen Wert voraus. Zusätzlich verkleinert sich der Flammen-
durchmesser mit Erhöhung der maximalen tangentialen Geschwindigkeit
infolge der erhöhten Stabilisierungswirkung des radialen Dichtegradienten
(Gl. (47)).

Ein wichtiger Aspekt der Ergebnisdiskussion in Kapitel 7.3 ist die Be-
antwortung der Frage, welche Bedeutung die beschriebenen Effekte beim
verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzen spielen.
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5 Numerische Simulation von Strömungen
mit Verbrennung

5.1 Turbulenzmodellierung

Die Navier-Stokes-Gleichungen (Kapitel 3.2) stellen die Grundlage zur
numerischen Simulation dar. In dieser Arbeit wird der Strömungslöser
FLUENT [57] benutzt, ein Finite-Volumen-Verfahren zum Lösen von
Strömungsproblemen (Patankar [96], Versteeg [140], Schönung [121], Flet-
cher [37], Shyy [124], Pope [105], Wilcox [147] und Eggels [34]).

Direkte numerische Simulation (DNS)

Das genaueste Simulationsverfahren zum Lösen der Navier-Stokes-
Gleichungen ist die DNS, da diese ohne Modellannahmen für die Turbu-
lenz auskommt. Dazu ist eine Erfassung sämtlicher Zeit- bzw. Längenma-
ße der turbulenten Strömung notwendig. Die Zeitschritte müssen kleiner
als die Lebensdauer der kleinsten Wirbel bzw. als das Zeitmaß der Stoff-
diffusion sein. Weiterhin ist eine ausreichende Aufteilung des Rechenge-
bietes in Volumina erforderlich, die kleiner sein müssen als die Länge der
kleinsten Wirbel. Diese besitzen nach dem Kaskadenprozess (Kapitel 3.2)
einen Durchmesser mit der kolmogorovschen Länge. Deshalb werden für
eine Simulation einer turbulenten Strömung in einer Koordinatenrichtung
mindestens

N ∼ 10Re
3
4 (52)

Zelleneckpunkte benötigt (Eggels [34]). Nach Fritz [40] ist im Mischrohr
des in dieser Arbeit verwendeten Drallbrenners die experimentell ermittel-
te Reynoldszahl Re bei 90000. DNS von Strömungen mit diesen Reynolds-
zahlen sind bisher nicht realisierbar.
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Grobstruktursimulation (LES)

Eine Möglichkeit zur Reduzierung der Anzahl der Zellen mit geringem
Informationsverlust stellt die LES dar, die in den letzten Jahren stärker
an Bedeutung gewonnen hat. In der Large Eddy Sumulation (LES) er-
folgt eine Aufteilung in klein- bzw. großskalige Wirbel. Die Idee basiert
auf der Annahme der Isotropie der kleinskaligen Wirbel. Die großen Ska-
len werden wie in der DNS aufgelöst bei gleichzeitiger Modellierung der
kleinskaligen Wirbel (Abb. 43).

Abbildung 43: Erfassung der im Energiespektrum klassifizierten Wirbel (Kap 3.2) mit
verschiedenen Simulationsverfahren

Mit dieser Aufteilung hängt die Anzahl der Zellen in einem Rechenge-
biet stark vom Strömungsproblem ab, da in den Bereichen mit hoher
Scherung die Zellengrößen entsprechend angepasst werden müssen. In ei-
ner Drallströmung mit einer Rückströmblase entstehen Gebiete mit hoher
Scherung. Folglich ist eine hohe Anzahl von kleinen Zellen notwendig, die
die Speichergrenzen der Parallelrechner schnell erreichen kann. Außer-
dem benötigt eine LES mit komplexen Strömungen lange Rechenzeiten
zum Erreichen einer statistisch unabhängigen Lösung. Diese wird aus ei-
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ner großen anfallenden Datenmenge aus allen Zeitschritten nach einer
aufwändigen Nachbearbeitung ermittelt. Werner [145] geht ausführlich in
die Theorie der LES ein und stellt die Komplexität einer LES Simulation
beispielhaft dar. Er zeigt im Fall einer Kanalströmung mit Rippe, dass je
nach Auflösung des Gitters mindestens 40000 bis 90000 Zeitschritte für
eine statistische Mittelung notwendig sind. Die Simulationen von Somme-
rer [128] von instationären Verbrennungsvorgängen in einem Drallbrenner
mit einem Querschnittssprung dauerten jeweils circa 3000 Stunden. Wei-
tere Beispiele von Selle [122], Stone [132] und Huang [58] zeigen, dass die
Simulation von verdrallten Strömungen in Gasturbinenbrennern mit der
LES möglich sind. Aufgrund der langen Rechenzeiten und der benötigten
großen Speicherkapazitäten sind aber derzeit noch keine Parameterstudi-
en mit Simulationen instationärer Verbrennung bei Flammenrückschlägen
in Drallbrennern mit vertretbarem Aufwand möglich.

Statistisch gemittelte Simulation (RANS, URANS)

Bei der Verwendung von Turbulenzmodellen werden alle Turbulenzska-
len unter Hinnahme eines Verlustes an Information über die momentane
Struktur der Strömung zeitgemittelt und es werden alle Wirbelklassen
modelliert (Abb. 43). Dieses Verfahren führt zu einer starken Verkürzung
der Rechendauer und erweitert die Möglichkeit der Verwendung größerer
Zellen im Rechengebiet, da eine räumliche Erfassung aller Wirbelgrößen
nicht mehr notwendig ist. Durch die zeitliche Mittelung entstehen unter
anderem die in Kapitel 3.2 für axialsymmetrische Strömungen dargestell-
ten reynoldsgemittelten Navier-Stokes-Gleichungen (Gl. (18)- (21)) mit
dem Reynoldsspannungstensor (Gl. (22) - (27)). Die Reynoldsspannun-
gen sind nicht direkt lösbar und müssen modelliert werden. Bekannte
Turbulenzmodelle sind die k−ε- bzw. Reynoldsspannungsmodelle. Erste-
re beruhen auf der Wirbelviskositätshypothese von Boussinesq und kom-
men mit zwei zusätzlichen Transportgleichungen für die turbulente kine-
tische Energie bzw. Dissipation aus. Dagegen werden beim Reynoldsspan-
nungsmodell die Reynoldsspannungen über eigene Transportgleichungen
beschrieben, um die Anisotropie der Turbulenz erfassen zu können. Diese
führen zu einem neuen Schließungsproblem zweiter Ordnung, das wie-
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derum modelliert wird. Das bekannteste Reynoldsspannungsmodell ist
die Variante von Launder, Reece und Rodi [78], die in FLUENT zur
Verfügung steht (LRR).

Autoren, wie Smith [125], Landenfeld [76], [77], Speziale [130], Pfude-
rer [99], Pope [105], Grunert [47] und Hirsch [53], [54] untersuchen bzw.
diskutieren die Eignung verschiedener Turbulenzmodelle für numerische
Simulationen von verdrallten Strömungen. Alle Arbeiten zeigen ein Versa-
gen des k− ε Modells in stark verdrallten Strömungen, da die Turbulenz
mit steigender Verdrallung anisotroper wird und das Modell auf einer
lokalen Isotropie der Turbulenz basiert. Dagegen ist trotz des Informati-
onsverlustes infolge der Modellierung (Abb. 43) an sich häufig eine gute
Übereinstimmung der Ergebnisse von Reynoldsspannungsmodellen mit
den experimentellen Messwerten nachgewiesen worden.

Im Zusammenhang mit der aktuellen Aufgabenstellung stellt sich die Fra-
ge, ob Simulationen von zeitlich abhängigen Strömungsvorgängen, wie
sie bei einem Flammenrückschlag auftreten, mit statistisch gemittelten
Navier-Stokes-Gleichungen erfassbar sind. Noll [93] führte numerische Si-
mulationen von hochfrequenten Strömungsinstabilitäten in einer verdrall-
ten Strömung mit URANS (Unsteady Reynolds averaged Navier-Stokes
Equations) durch. Nach einem Vergleich mit den experimentellen Daten
zeigt Noll [93] die Anwendbarkeit dieses Verfahrens für den untersuch-
ten Fall, der eine höhere zeitliche Auflösung erforderte, als sie für die
Berechnung des Flammenrückschlags notwendig ist.

In dieser Arbeit wird zur Ermittlung der Flammenrückschlagsneigung
in Drallbrennern das Reynoldsspannungsmodell mit dem Druck-Scher-
Korrelationsmodell von Launder, Reece und Rodi verwendet.
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5.2 Verbrennungsmodellierung

5.2.1 Verbrennung im stationären Fall

Bei der Verbrennung von Brennstoff-Luft-Gemischen beeinflusst die Um-
wandlung der im Brennstoff gebundenen chemischen Energie in Wärme
das Strömungsfeld. Für die numerische Simulation der Wärmefreisetzung
in einer Strömung sind zu den Navier-Stokes-Gleichungen weitere Glei-
chungen für die Spezies, die Dichte und die Enthalpie notwendig. Abbil-
dung 44 stellt die Interaktionen bei der Simulation von Strömungen mit
Wärmefreisetzung dar.

Abbildung 44: Einfluss der Dichte auf das Strömungsfeld

Die Wärmefreisetzung geht über die Dichteänderung in die reynoldsge-
mittelten Navier-Stokes-Gleichungen und die Reynoldsspannungsmodelle
ein. Die lokale Dichte ist über die aus der Wärmefreisetzung resultier-
te Temperatur mit der thermischen Zustandsgleichung für ideale Gase
ermittelbar:
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ρ =
p

RT
(53)

wobei p der Druck, R die spezifische Gaskonstante für das Gasgemisch und
T die Temperatur sind. Im vorliegenden Fall ist das Fluid schwachkom-
pressibel. Als Druck p in der Gleichung (53) darf der Umgebungsdruck be-
nutzt werden. Die Temperatur ist entweder aus einer Transportgleichung
für die Enthalpie oder vereinfacht aus der direkten Kopplung der Tem-
peraturänderung mit der Speziesumsetzung ermittelbar. In dieser Arbeit
wurde letztere Methode eingesetzt, da in den instationären Rechnungen
bei Verwendung der Gleichung für die Enthalpie physikalisch unrealisti-
sche Temperaturen infolge plötzlicher Veränderungen der Strömungen mit
der Folge von Fehlern bei der Berechnung der Wärmefreisetzung vorkom-
men. Ein Problem bei der Verwendung der Enthalpiegleichung ist die
exakte Wiedergabe der maximalen Temperatur. Mit der direkten Kopp-
lung der Brennstoffumsetzung mit der Temperaturänderung können diese
Schwierigkeiten umgangen werden. Die Temperatur ergibt sich zu:

T = Tein + (1− YBr

YBr,ein
)(Tad − Tein) (54)

mit der Temperatur auf der Frischgasseite Tein und der adiabaten Tempe-
ratur des verbrannten Brennstoff-Luft-Gemisches Tad. Dabei gilt die An-
nahme einer Ein-Schritt-Reaktion. Die adiabate Temperatur kann über
eine einfache Gleichung in Abhängigkeit von der Zusammensetzung des
Brennstoff-Luft Gemisches berechnet werden. Kröner [73] verwendete in
den experimentellen Studien zum Flammenrückschlag eine von Peters
[97] entwickelte Gleichung für adiabate Temperaturen in Abhängigkeit
der Luftzahl λ. Um einen direkten Vergleich zu den experimentellen Er-
gebnissen zu ermöglichen, kommt sie (Gl. (55)) in dieser Arbeit ebenfalls
zum Einsatz. Es gilt:

Tad = aTein + b +
c

λ
+

d

λ2 +
e

λ3 (55)
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mit den Parametern für Methan:

Brennstoff a b [K] c [K] d [K] e [K]
CH4 0.627 1270.15 -2449 6776 -3556

.

Mit den oben durchgeführten Vereinfachungen lässt sich die Gleichung für
ideale Gase (53) mit gleichzeitiger Annahme einer konstanten spezifischen
Gaskonstante für die Ermittlung der lokalen Dichte umformulieren:

ρ =
Teinρein

Tein + (1− YBr/YBr,ein)(Tad − Tein)
(56)

In dieser Gleichung ist die lokale Dichte im Strömungsfeld nur noch
abhängig vom Massenbruch des Brennstoffs YBr und dessen Verringerung
infolge einer chemischen Reaktion. Die Beschreibung der Verteilung des
Brennstoffmassenbruchs YBr im Strömungsfeld erfolgt mit den allgemei-
nen Transportgleichungen für Spezies:

∂ρYBr

∂t
+

∂

∂xi
(ρUiYBr)−

∂

∂xi

((
µT

σT
+

µ

σL

)
∂YBr

∂xi

)
= q (57)

mit den turbulenten bzw. laminaren Viskositäten µT bzw. µ und den tur-
bulenten bzw. laminaren Prandtlzahlen σT bzw. σL. q stellt die chemische
Umsetzung des Brennstoffes dar, auf die in Kapitel 5.3 eingegangen wird.

Die Transportgleichung für den Brennstoffmassenbruch YBr lässt sich un-
ter den oben aufgeführten Bedingungen auf die in der Verbrennungsmo-
dellierung häufig verwendete Transportgleichung für die Fortschrittsva-
riable c̃ überführen. Die Fortschrittsvariable c̃ ist als

c̃ =
YBr,ein − YBr

YBr,ein
oder c̃ =

T − Tein

Tad − Tein
(58)

definiert und steht für den Status der Verbrennung. Für den unverbrann-
ten Brennstoff gilt c̃ = 0 und für vollständig verbrannten gilt c̃ = 1. Die
Transportgleichung für die Fortschrittsvariable lautet:
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∂

∂t
(ρc̃) +

∂

∂xk
(ρũkc̃)−

∂

∂xk

(
ρ

µt

Sct

∂c̃

∂xk

)
= q (59)

mit der turbulenten Schmidtzahl Sct.

Die Berechnung der Temperatur aus der direkten Kopplung zu der Brenn-
stoffumsetzung ist nur bei einer Lewiszahl von 1 korrekt, denn diese Her-
leitungen basieren auf der Vereinfachung der Gleichung für die Enthalpie.
Die Gleichung für die Enthalpie für schwachkompressible Fluide unter
Vernachlässigung der kinetischen bzw. potentiellen Energie und Strah-
lungsenergie lautet:

∂

∂t
(ρ

N∑
α=1

(hiYi)) +
∂

∂xi
(ρui

N∑
α=1

(hiYi)) =

∂

∂xi
[λ

∂T

∂xi
+

N∑
α=1

(hiρDi
∂Yi

∂xi
)]−

N∑
α=1

(ho
i qα)

(60)

Sie vereinfacht sich mit

∂

∂xi
(

N∑
α=1

(hiYi)) =
N∑

α=1

(hi
∂Yi

∂xi
) +

N∑
α=1

(Yi
∂hi

∂xi
) (61)

und

N∑
α=1

(Yi
∂hi

∂xi
) =

N∑
α=1

(Yicpi

∂T

∂xi
) = cp

∂T

∂xi
(62)

sowie mit der Annahme eines gleich schnellen Ablaufens der Wärmediffu-
sion und Stoffdiffusion (Le = a/D = 1) zur Shvab-Zeldovich-Gleichung:
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∂

∂t
(ρ

N∑
α=1

(hiYi)) +
∂

∂xi
(ρui

N∑
α=1

(hiYi)) =

∂

∂xi
[ρa

∂

∂xi
(

N∑
α=1

(hiYi))]−
N∑

α=1

(ho
i qα)

(63)

Diese Gleichung ist im Aufbau identisch mit der Gleichung für den Spe-
ziestransport (57). Sie gestattet die direkte Kopplung der Dichte zu den
Spezies zur Beschreibung des Einflusses der Wärmefreisetzung auf die
Strömung.

5.2.2 Verbrennung im instationären Fall

In den experimentellen Parameterstudien von Fritz [40] und Kröner [73]
zum Flammenrückschlag im Drallbrenner erfolgte im Plenum ein kon-
tinuierliches Absenken der Luftzahl λ zur Einleitung eines Propagieren
der Flamme durch das Mischrohr. Die zeitliche Variation der Luftzahl
wird in der numerischen Simulation über eine zeitabhängige Funktion
des Brennstoffmassenbruchs YBr oder der Fortschrittsvariable c̃ am Ein-
gang des Berechnungsgebietes durchgeführt. Allein mit den Transport-
gleichungen für die Spezies oder der Fortschrittsvariable (Gl. (57) und
(59)) erhält man keine Informationen zur lokal vorhandenen Luftzahl.
Um in der numerischen Simulation den Einfluss der lokalen Zusammen-
setzung der Brennstoff-Luft-Mischung auf die Wärmefreisetzung in der
Verbrennungszone korrekt wiedergeben zu können, ist eine weitere Trans-
portgleichung zur Beschreibung des Mischungsverhältnisses F notwendig.
Für die lokale Luftzahl λ reiner, zeitlich variabler Methan-Luft-Gemische
in Abhängigkeit des Mischungsverhältnisses F gilt:

λ =
MCH4

/F −MCH4

2MO2
+ 20.79/0.21MN2

(64)

mit den Molmassen von Methan, Sauerstoff und Stickstoff MCH4
, MO2

und MN2
. Die Verteilung des Mischungsverhältnisses F im Strömungsfeld

wird über folgende Transportgleichung ermittelt:
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∂ρF

∂t
+

∂

∂xi
(ρuiF )− ∂

∂xi

((
µT

σT
+

µ

σL

)
∂F

∂xi

)
= 0 (65)

Das Mischungsverhältnis F ist eine skalare Größe, aus der die Ermitt-
lung aller Massenanteile der Reaktanden und Produkte möglich ist. Da-
bei muss stets Luftüberschuss vorhanden sein. Zur Beschreibung der
vollständigen Verbrennung mit Luftüberschuss wird

νBr + νO2
O2 −→ νCO2

CO2 + νH2OH2O (66)

verwendet, mit den stöchiometrischen Koeffizienten νi der Stoffe i. Die
Veränderung der Massenanteile des Brennstoffs und des Sauerstoffs in
einer chemischen Reaktion kann über die Reaktionslaufzahl

dYO2

νO2
MO2

=
dYBr

νBrMBr
(67)

beschrieben werden, wobei MO2
und MBr die molaren Massen bzw. YO2

und YBr die Massenanteile des Sauerstoffs und Brennstoffs im Gemisch
sind. Nach einer Integration vom unverbrannten Zustand (u) zu einem
Zustand während der Verbrennung folgt aus Gleichung (67)

ostYBr − YO2
= ostYBr,u − YO2,u (68)

mit

ost =
νO2

MO2

νBrMBr
(69)

der benötigten Sauerstoffmenge pro Brennstoffmenge bei einer stöchiome-
trischen Verbrennung. Zusätzlich wurde das Mischungsverhältnis F als ei-
ne von den Brennstoff-, Luft- und Abgasmassenanteilen abhängige Größe
eingeführt. Bei einem unverbrannten Gemisch mit einem Brennstoffmas-
senstrom ṁ1 und Oxidatormassenstrom ṁ2 ist das Mischungsverhältnis
identisch mit dem lokalen Massenanteil des Brennstoffstroms:
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F =
ṁ1

ṁ1 + ṁ2
(70)

Wenn in den beiden Massenströmen ein Inertgas wie Stickstoff vorhanden
ist, gilt für den Massenanteil des Brennstoffs im unverbrannten Gemisch

YBr,u = YBr,1F (71)

mit dem Massenanteil des Brennstoffs YBr,1 im Brennstoffstrom und für
den Oxidatormassenanteil

YO2,u = YO2,2(1− F ) (72)

mit dem Massenanteil des Sauerstoffs YO2,2 im Oxidatorstrom.

Werden die Gleichungen (71) und (72) in (68) eingesetzt, ergibt sich das
Mischungsverhältnis während einer Verbrennung

F =
YBr −

YO2

ost
+

YO2,2

ost

YBr,1 +
YO2,2

ost

. (73)

Nach Einsetzen der benötigten Luftmenge pro Brennstoffmenge

ost = 0.23lst (74)

und des Massenanteils des Luftmassenstroms im Oxidatormassenstrom

YO2
= 0.23YL (75)

in (73) erhält man die allgemeine Gleichung für das Mischungsverhältnis

F =
YBr − YL

lst
+

YL,2

lst

YBr,1 +
YL,2

lst

. (76)
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Da im vorliegenden Fall die Verbrennung mit reinem Brennstoff und mit
Luft aus der Umgebung stattfindet, sind der Brennstoffanteil im Brenn-
stoffmassenstrom YBr,1 = 1 und der Luftanteil im Oxidatormassenstrom
YL,2 = 1. Gleichung (76) vereinfacht sich somit zu

F =
YBr − YL

lst
+ 1

lst

1 + 1
lst

. (77)

Diese Gleichung eignet sich besonders gut für die vorgemischte Verbren-
nung mit zeitlich variabler Luftzahl. Beim Durchgang durch die Verbren-
nungszone verringert sich der Brennstoffmassenbruch infolge der chemi-
schen Umsetzung, dagegen bleibt das Mischungsverhältnis konstant und
beschreibt die Zusammensetzung des Abgases entsprechend der momen-
tanen Luftzahl.

5.3 Reaktionsmodellierung

Die Modellierung der Umsetzungsrate q in Gl. (57) und (59) stellt die ei-
gentliche Herausforderung dar. Geeignete Modelle müssen die in Kapitel
4.2 beschriebenen und im Borghidiagramm (Abb. 24) zusammenfassend
dargestellten Wechselwirkungen zwischen der Turbulenz und der Reakti-
onszone wiedergeben. Für die numerische Simulation turbulenter Verbren-
nungsvorgänge mit den statistisch gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen
wurde eine große Anzahl von Verbrennungsmodellen entwickelt. Beispiel-
haft seien die Arbeiten von Peters [98] und Veynante [141] erwähnt, die
einige bekannte Verbrennungsmodelle vorstellen. Infolge der Komplexität
der Wechselwirkung zwischen der Turbulenz und der chemischen Reak-
tion sind die Verbrennungsmodelle in den häufigsten Fällen nur für ein-
zelne Bereiche des Borghidiagramms (Abb. 24) gültig. Diese lassen sich
in Flammenverfolgungsmodelle und Volumenreaktionsmodelle klassifizie-
ren. Bei den Flammenverfolgungsmodellen wird die Flammenfront als eine
Diskontinuität betrachtet, die sich mit einer vorgegebenen Flammenge-
schwindigkeit in der Strömung ausbreitet. Der Anwendungsbereich dieser
Modelle liegt in den Bereichen der gewellten bzw. gefalteten Flammen-
fronten. Im Gegensatz dazu werden in den Volumenreaktionsmodellen die
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Turbulenz und die Reaktionsraten getrennt betrachtet und zur Ermitt-
lung der Ausbreitung der Flammenzone gekoppelt. Daraus ergibt sich die
turbulente Brenngeschwindigkeit der Flamme in der Strömung. Je nach
Kopplung von Turbulenz und chemischer Reaktion sind die Volumenreak-
tionsmodelle in unterschiedlichen Bereichen des Borghidiagramms (Abb.
24) anwendbar.

5.3.1 Reaktionsmodell für eine Verbrennung in hochverdrall-
ten Strömungen

Bei Verbrennung in einer Drallströmung stabilisiert sich die Flamme im
Schergebiet zwischen der Rückströmblase und dem sie umströmenden
Fluid. Dort ist die Interaktion der Strömung mit der chemischen Re-
aktion besonders komplex und kann einen größeren Bereich des Borghi-
Diagramms überstreichen. Hoffmann [55] untersuchte in seiner experi-
mentellen Studie die Flammenstruktur in einer verdrallten Strömung und
ordnete diese den Bereichen des Rührkessels und der verdickten, aufge-
brochenen Flammen (Abb. 24) zu. Für die Verbrennungsmodellierung
bedeutet dies, dass die Berücksichtigung der chemischen Kinetik essenti-
ell ist. In diesem Licht betrachtet, erscheinen Volumenreaktionsmodelle
besonders geeignet zu sein, weil sie sowohl auf der Beschreibung der Mi-
schungsintensität als auch auf der turbulenten Flammengeschwindigkeit
oder auf statistischen Methoden basieren.

Weitere numerische Studien zur Verbrennung in Drallbrennern führten
zum Beispiel Polifke [102] [103], Armand [8], Zhou [148] und Magel [87]
auf Basis einer Kombination der mischungslimitierten Modelle (Eddy-
Breakup) mit reduzierten chemischen Kinetiken durch. Wennerberg [144],
Phillipp [100], Bohn [12] und Brewster [19] benutzten dagegen statistische
Methoden (Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen PDF). Zimont ([149] -
[151]) und Schmid ([117] - [119]) verwendeten Modelle auf Basis der
turbulenten Flammengeschwindigkeit. Diese Fülle von im Detail unter-
schiedlichen Modellen zeigt, dass kein ideales Modell für die Simulation
der Verbrennung in Drallbrennern existiert. In dieser Arbeit wurde die
Modellauswahl durch die Kriterien
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• Anwendbarkeit im Entwicklungsprozess

• Anwendbarkeit für umfangreiche Parameterstudien

• Modellierungsqualität der Wärmefreisetzung

• Numerische Robustheit

• Implementierungsaufwand

bestimmt.

Auf der Beschreibung der Mischungsintensität basierende Mo-
delle

Die robusten und leicht implementierbaren Eddy-breakup Modelle sind
ursprünglich für die Bereiche der gewellten bzw. gefalteten Flammenfron-
ten entwickelt worden. Dort erfolgt im Vergleich zur Durchmischung eine
sehr schnelle Reaktion, sodass die globale Reaktionsrate nur durch die
Intensität der turbulenten Mischungsvorgänge bestimmt wird. Um einen
Einsatz dieser Modelle in verdrallten Strömungen mit aufgebrochenen,
verdickten Flammenfronten und Löschen von Flammen zu ermöglichen,
wurden sie zur Beschreibung der chemisch kontrollierten Verbrennung
häufig mit dem Arrheniusansatz gekoppelt. Zum Teil wird zwischen den
beiden Modellen in Abhängigkeit von einer Damköhler Zahl bzw. der
Wahl der minimalen Umsetzungsrate umgeschaltet. Der Nachteil ist, dass
aufgebrochene, verdickte Flammenfronten nur sehr rudimentär beschrie-
ben werden können, weil der Wechsel von einem mischungslimitierten
Modell (gewellte bzw. gefaltete Flammenfronten) auf eine rein chemisch
limitierte Berechnungsweise (Rührkessel) erfolgt.

Auf statistischen Methoden basierende Modelle

Die Bereiche der aufgebrochenen, verdickten Flammenfronten bzw. des
Rührkessels werden durch Modelle mit Wahrscheinlichkeitsdichtefunktio-
nen (PDF) besser erfasst. Bei der Berechnung der Wärmefreisetzungsrate
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mit PDF-Modellen können jedoch große Fehler aufgrund einer ungenau-
en Annahme der Wahrscheinlichkeitsdichteverteilung auftreten (Brewster
[19]). Hoffmann [55] führte Messungen an einer Drallflamme durch, be-
stimmte die PDF’s für die Temperatur und fand starke Veränderungen der
Formen der PDF’s in Drallflammen bei einer Variation des Durchsatzes
bzw. der Luftzahl. Außerdem treten innerhalb der Drallflamme räumlich
unterschiedliche PDF’s auf. Zur besseren Vorstellung sind im Borghidia-
gramm (Abb. 24) die PDF’s für die einzelnen Bereiche eingetragen. Die
Annahme einer speziellen Verteilungsfunktion mit dem Transport ihrer
Momente schränkt daher die Flexibilität häufig stärker als zulässig ein.
Eine Alternative stellen die Monte Carlo PDF-Modelle dar, die auf ei-
nem Partikelmodell basieren. Diese Formulierung ist äußerst speicher-
und rechenintensiv. Scheurlen [115] vergleicht verschiedene PDF-Modelle
am Beispiel der Verbrennung von Propan in einer Gasturbinenbrennkam-
mer. Er kommt nicht zu einer eindeutigen Empfehlung für ein Modell.

Auf der Beschreibung der turbulenten Brenngeschwindigkeit
basierende Modelle

Bei den Verbrennungsmodellen, die auf einer Beschreibung der turbulen-
ten Brenngeschwindigkeit basieren, erfolgt die Ermittlung der Wärme-
freisetzung über die Vorgabe der turbulenten Flammengeschwindigkeit
in Abhängigkeit von der Schwankungsgeschwindigkeit bzw. den Stoffda-
ten des Brennstoff-Luft-Gemisches und des örtlich vorhandenen Brenn-
stoffmassenbruchs. Die turbulente Flammengeschwindigkeit wird entwe-
der aus Messungen oder theoretisch analytisch ermittelt. Beispiele stellen
die Modelle von Zimont ([149] - [151]) bzw. Schmid ([117] - [119]) dar.
Modelle dieser Klasse decken den Bereich der aufgebrochenen, verdick-
ten Flammenfronten ab und kommen ohne detaillierte chemische Kinetik
aus. Schmid vergleicht am Beispiel eines Drallbrenners sein Modell mit
einem PDF-Modell von Phillipp [100] und erhält bei den Temperatur-
verläufen eine bessere Annäherung an die Messungen. Das Modell von
Zimont vergleicht Polifke [103] mit einer Kombination aus Eddy-Breakup
Modell und Arrheniusansatz zur kinetischen Limitierung der Reaktions-
rate. Im untersuchten Fall der Drallflamme zeigt das Modell von Zimont
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eine bessere Übereinstimmung mit den experimentellen Daten.

Modellauswahl

Den besten Kompromiss für eine Anwendung in der industriellen Ent-
wicklung von Drallbrennern und für die in dieser Arbeit auszuführende
Parameterstudie stellen das Eddy-Breakup Modell mit einem über die
Damköhlerzahl gesteuerten Quenchlimit sowie die Modelle von Zimont
und Schmid dar. Die Gründe liegen im robusten Verhalten dieser Model-
le bei instationären Simulationen und in der einfachen Berücksichtigung
der chemischen Kinetik. Außerdem sind diese Modelle nicht recheninten-
siv und zeichnen sich durch eine adäquate Beschreibung der Reaktionsrate
aus, was ein großer Pluspunkt für den Einsatz in der industriellen An-
wendung darstellt. Der Aufbau dieser Verbrennungsmodelle wird in den
nächsten Abschnitten erklärt. In Kapitel 7.2 wird detailliert beschrieben,
wie sich die drei Modelle bei der Simulation von Flammenrückschlägen
unterscheiden.

5.3.2 Modell von Schmid

Schmid ([117] - [119]) geht von folgender Überlegung zur Ermittlung der
Wärmefreisetzung aus, die aus seiner Arbeit ([117]) zitiert wird:

”
Voraussetzung der chemischen Reaktion in einem turbulenten

Strömungsfeld ist die perfekte Mischung von Reaktand und Oxidator bzw.
eine homogene Zündtemperatur auf molekularer Ebene. Jede Wirbelklas-
se dissipiert ein gewisses Quantum an turbulenter kinetischer Energie an
ihrer Oberfläche. Nach der Reynoldsanalogie werden entsprechend Wärme
und Moleküle mit der Umgebung vermischt (skalare Dissipation). Die ei-
gentliche chemische Reaktion in jeder Wirbelklasse findet nach dieser Mi-
schung statt. Der spektrale turbulente Reaktionsumsatz wird daher als
Serienschaltung von skalarer Dissipation und chemischer Reaktion ange-
sehen.“

Diese Aussage führt auf eine Proportionalität des turbulenten Reaktions-
umsatzes τq(κ) eines Wirbels im Turbulenzspektrum (Abb. 13) zu den
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charakteristischen Zeiten der skalaren Dissipation τDiss(κ) und der che-
mischen Reaktion τc(κ). Diese beiden Zeiten werden überlagert, was zu

τq(κ) =
√

τDiss(κ)2 + τc(κ)2 ≈ 1

ω(κ)
(78)

führt. Aus dieser Vorstellung leitete Schmid durch eine Integration über
alle Wellenzahlen κ den Quellterm q = ẇc zur Schließung des Problems
her. Die Herleitung ist in [117] - [119] ausführlich beschrieben und führt
zu:

ẇc = −4.96
ε

k

(
SL√
2/3k

+
(
1 + Da−2

t

)−0.25

)2

c (1− c) ρeinYBr (79)

mit der turbulenten Damköhler Zahl Dat

Dat =
0.09

4.96

k

ε

S2
L

C2
Wa

= 0.09
τt

τc
. (80)

Dabei definiert Schmid das turbulente Zeitmaß τt

τt =
lint

u′
=

0.090.75k1.5/ε√
2/3k

(81)

und das chemische Zeitmaß τc

τc =
a

C2
WS2

L

(82)

mit der brennstoffabhängigen Konstante CW , die für Methan 1.2 und für
Wasserstoff 2.4 betragen. Die Wärmeleitfähigkeit a kann für Luft aus

a =
µo

Prρo

(
T

To

)0.7

(83)



74 5 Numerische Simulation von Strömungen mit Verbrennung

berechnet werden, mit der dynamischen Viskosität µo von Luft, der da-
zugehörigen Dichte bzw. Temperatur im Normzustand ρo bzw. To, der
Prandtlzahl Pr und der im kalten Brennstoff-Luft-Gemisch herrschen-
den Temperatur T . Die laminare Flammengeschwindigkeit SL lässt sich
aus einer algebraischen Formulierung von Peters [97] bzw. Göttgens [48]
ableiten:

SL = FY m
Bre

−G/TO Tein

TO
(
Tad − TO

Tad
)n (84)

mit den Parametern für Methan:

Brennstoff B [bar] E [K] m F [cm/s] G [K] n
CH4 3.1557 · 108 23873 0.565 22.176 -64444.27 2.516

und

TO =
E

ln B
p

. (85)

Die dazu benötigte adiabate Temperatur Tad wird über Gleichung (55)
berechnet.

5.3.3 Eddy Breakup Modell

Das Eddy-Breakup Modell basiert auf der Annahme einer sehr schnellen
Reaktion im Vergleich zur Durchmischung. Aus diesem Grund verzich-
tet das Eddy-Breakup Modell vollständig auf die Berücksichtigung der
chemischen Kinetik. Die Herleitung des Terms q

q = −ρ
ε

k
CRCAMlim (86)

ist in [88] und [89] zu finden. Dabei charakterisiert CR die viskose Mi-
schung
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CR = 23, 6

(
µε

ρk2

) 1
4

(87)

und Mlim ist die lokale Konzentration

Mlim = min

(
YBr,

YL

i
,

YA

(1 + i)

)
. (88)

Der Einfluss der chemischen Kinetik kann mit Hilfe einer zusätzlichen
Konstante CA beschrieben werden, die ein Zünden und ein Verlöschen
der Flamme bei einer kritischen Damköhlerzahl Dakrit steuert.

CA =

{
1.0, Da ≥ Dakrit

0.0, Da < Dakrit
(89)

Dakrit ist ein Grenzwert für das Quenchen der Reaktion.

Die Damköhler Zahl Da wird über das turbulente Zeitmaß

τt ≡
k

ε
(90)

und das chemische Zeitmaß aus einem Arrheniusansatz

τc = Ace
TA
T (ρYBr)

a(ρYO2
)b (91)

mit der Geschwindigkeitskonstante Ac, der Aktivierungstemperatur TA

und den Exponenten für die Brennstoff- bzw. Sauerstoffdichte a bzw. b

zu

Da ≡ τt

τc
(92)

ermittelt. Mit dieser Möglichkeit lässt sich der Einfluss der Turbulenz in
der Strömung auf die chemische Kinetik und der Wärmefreisetzung in
der Verbrennung beschreiben. Bei einer Unterschreitung der kritischen
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Damköhler Zahl Dakrit wird die chemische Reaktion
”
ausgeschaltet“, um

so ein Quenching der Reaktion zu berücksichtigen.

5.3.4 Turbulent Flame Speed Closure Modell

Zimont ([149] - [151]) entwickelte ein Verbrennungsmodell für den Bereich
der aufgebrochenen, verdickten bzw. gefalteten Flammenfronten, das die
Wärmefreisetzung über eine turbulente Flammenausbreitungsgeschwin-
digkeit beschreibt. Die Grundlage des Modells liegt in der Beschreibung
der Verdickung der Flammenzone infolge der Intensivierung des Trans-
portprozesses innerhalb der Reaktionszone durch die kleinskaligen Wir-
bel mit Beeinflussung der chemischen Umsetzung des Brennstoff-Luft-
Gemisches und der Faltung der Flammenfront mit Hilfe der großskaligen
Wirbel. Zimont formulierte den Quellterm q:

q = ρẇ = ρeinGUt|∇c̃| (93)

mit der Dichte des unverbrannten Gasgemisches ρein, dem Streckungsfak-
tor G und der turbulenten Flammengeschwindigkeit Ut. Die turbulente
Flammengeschwindigkeit lautet nach Zimont:

Ut = Au′3/4S
1/2
L a−1/4l

1/4
int (94)

mit der Modellkonstante A = 0.52, der Schwankungsgeschwindigkeit u′,
dem integralen Längenmaß lint und der Temperaturleitfähigkeit a. Die
Temperaturleitfähigkeit a ist durch

a =
λ

cpρ
(95)

ermittelbar, mit der Wärmeleitfähigkeit λ und der spezifischen isobaren
Wärmekapazität cp. Für die numerische Simulation werden die Schwan-
kungsgeschwindigkeit aus der turbulenten kinetischen Energie k
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u′ =

√
2

3
k (96)

und das integrale Längenmaß wiederum aus der Schwankungsgeschwin-
digkeit u′ bzw. der Dissipationsrate ε nach

lint = CD
u′3

ε
mit CD = 0.37 (97)

ermittelt.

Unter Verwendung der chemischen und turbulenten Zeitmaße bzw. der
Damköhlerzahl gilt für die turbulente Flammengeschwindigkeit Ut:

Ut = A

√
2

3
k

(
τt

τc

)1/4

= A

√
2

3
kDa1/4 (98)

mit dem turbulenten Zeitmaß

τt = lint/u
′ (99)

und dem chemischen Zeitmaß

τc = a/S2
L . (100)

Experimente zeigen, dass sich bei hoher Turbulenz die Aktivität der
turbulenten Verbrennung aufgrund von Streckungseffekten bzw. loka-
lem Flammenlöschen in der Flammenfront verringert und die turbulente
Flammengeschwindigkeit sinkt (Kap. 4.2). Zur Beschreibung dieser Ef-
fekte fügte Zimont einen Streckungsfaktor G in das Verbrennungsmodell
ein:

G = 0.5 erfc

{
−
√

1

2σ

[
ln
(εcr

ε̃

)
+

σ

2

]}
(101)
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Die Standardabweichung σ wird aus

σ = µStr ln

(
lint

lkol

)
(102)

berechnet, mit dem Streckungsfaktorkoeffizienten µStr. Der experimentell
ermittelte Wert liegt bei 0.26. lkol ist das Kolmogorov-Längenmaß

η ≈
(

ν3

ε

) 1
4

mit ν =
µ

ρ
(103)

und mit der Dissipationsrate ε. Die kritische Dissipationrate wird aus

εcr = 15νg2
cr (104)

ermittelt. Dabei sind ν die kinematische Viskosität und gcr der kritische
Geschwindigkeitsgradient.
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6 Numerische Berechnung der Drall-
strömung

6.1 3D Rechnung

Ein wichtiges Ziel der Arbeit war die Entwicklung eines numerischen Ver-
fahrens zur Simulation des verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens
mit einer 2D-axialsymmetrischen Geometrie, um Studien mit Variation
der Massenströme, der Luftzahl bzw. der Temperatur am Eingang zu
ermöglichen. Ein direkter Vergleich der mit dem 2D-axialsymmetrischen
Modell numerisch simulierten Verläufe der Geschwindigkeitskomponen-
ten bzw. der Turbulenz mit den experimentellen Messungen ist nur be-
grenzt möglich, weil mit einer 2D-axialsymmetrischen Simulation die in-
stationären dreidimensionalen strömungsphysikalische Effekte nicht er-
fasst werden können. Diese sind in den experimentell ermittelten Schwan-
kungsgeschwindigkeiten (Abb. 3 - 5) enthalten und können nur durch ei-
ne Simulation mit einer 3D-Geometrie wiedergegeben werden. Außerdem
lässt sich durch eine dreidimensionale Rechnung die Frage behandeln,
ob die numerisch berechneten Reynoldsspannungen mit den gemessenen
Schwankungsgeschwindigkeiten vergleichbar sind. Die Ergebnisse der 3D-
Simulation stellen nach deren Validierung die Basis für die numerische
Simulation mit einem 2D-axialsymmetrischen Modell dar.

In Abbildung 45 sind von links nach rechts in Strömungsrichtung das
Plenum, die Schaufeln (schwarz) mit Nachlauf, das Mischrohr und die
Brennkammer abgebildet. In der durch die Geometrieachse verlaufen-
den und grün hervorgehobenen Ebene werden die Ergebnisse aus der
3D-Simulation mit den aus der 2D-axialsymmetrischen Simulation ver-
glichen. Die Untersuchung der radialen Verläufe erfolgt bei x = -91 mm
und x = -191 mm stromauf vom Querschnittssprung (Abbildung 46).
An der Position x = -191 mm erfolgt die Beobachtung der Veränderung
des radialen Verlaufs der Strömung nach dem Drallerzeuger. Die Posi-
tion bei x = -91 mm verdeutlicht dagegen die Situation kurz vor dem
Ort des Wirbelaufplatzens infolge des Querschnittssprungs. Dazwischen
finden Umverteilungsvorgänge statt. In den Messungen (Abbildung 4) ist
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Abbildung 45: 3D-Geometrie des selbstkonstruierten Drallbrenners

insbesondere im Wirbelkern eine Abnahme der Maxima der axialen und
tangentialen Geschwindigkeitskomponenten sichtbar.

Abbildung 46: Definitionen für die Ergebnisdiskussion

Der Vergleich der Strömung ohne Verbrennung aus den 3D- bzw. 2D-
axialsymmetrischen Simulationen mit den Messungen erfolgte bei einem
Hauptmassenstrom von 70 g/s, einem Ringspaltmassenstrom von 0.6 g/s
durch einen Ringspalt von 1 mm und bei einer Eingangstemperatur von
573 K.
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6.1.1 Vergleich mit den experimentellen Daten

Die Schaufeln im Mischrohr erzeugen eine Drallströmung, die beim
Querschnittssprung zur Brennkammer blasenförmig aufplatzt. Die
Rückströmblase befindet sich im Bereich des Querschnittssprungs vom
Mischrohr in die Brennkammer (oberstes Bild in Abb. 47). Auch in der
Verteilung der tangentialen Geschwindigkeitskomponente W wird das
Aufplatzen des Wirbels sichtbar (mittleres Bild in Abb. 47). Die durch-
gezogene schwarze Linie charakterisiert die Form der Rückströmblase.

Abbildung 47: Verteilung der axialen bzw. tangentialen Geschwindigkeitskomponen-
ten und des relativen statischen Drucks

Die in Kapitel 3.3.4 beschriebenen Vorgänge beim Wirbelaufplatzen sind
in Abbildung 47 sichtbar. Die Fluidteilchen werden nach dem Quer-
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schnittsprung durch die Fliehkraft radial in Richtung der Brennkammer-
wand gedrückt. Die Folge ist eine Umverteilung der Verläufe von U und
W zu höheren Radien (Abb. 47). Diese führt auf der Symmetrieachse in
Strömungsrichtung zu einem Anstieg des Drucks (unteres Bild in Abb.
47) und zu einer mit dem positiven Druckgradienten induzierten Kraft.
Diese Kraft wirkt gegen die Strömung, bremst diese ab und der Wirbel
platzt auf. Es entwickelt sich eine Rückströmblase.

Im Bereich des Mischrohrs zeigen die Geschwindigkeiten U und W die
in Kapitel 3.3.3 theoretisch hergeleiteten Merkmale der Drallströmung.
Der aus der verdrallten Strömung entstandene axiale Jetstrom auf der
Symmetrieachse (oberstes Bild in Abb. 47) ist vergleichbar mit Fall 2 in
Abbildung 16. Außerdem erzeugt die tangentiale Geschwindigkeitskom-
ponente einen radialen Verlauf des Drucks mit einem Unterdruck auf der
Achse, der mit der Querdruckgleichung (33) nachvollziehbar ist.

Zum direkten Vergleich der dreidimensionalen Simulation und dem Ex-
periment werden die gemessenen und berechneten Geschwindigkeitskom-
ponenten, die Reynoldsspannungskomponenten und die Schwankungs-
geschwindigkeiten überlagert (Abb. 48). Die numerisch ermittelten Ge-
schwindigkeitsverläufe stimmen gut mit den experimentellen Daten übe-
rein. Im achsnahen Bereich konnten die starken Veränderungen in den
Verläufen beider Geschwindigkeitskomponenten gut erfasst werden. Ins-
besondere der das Wirbelaufplatzen beeinflussende und im Wirbelkern
vorhandene Anstieg der tangentialen Geschwindigkeitskomponente ist
identisch mit dem experimentell ermittelten Anstieg. Diese Übereinstim-
mung weist auf eine ausreichende Auflösung des Rechengitters hin (Auf
den Aufbau des Rechengitters wird in Kapitel 6.2.4 eingegangen). Ei-
ne Verkleinerung der Zellen insbesondere im achsnahen Bereich hätte
die Genauigkeit der Rechnung verbessert, aber den Kapazitäten der
zur Verfügung gestellten parallel geschalteten Computer waren Gren-
zen hinsichtlich der Speichergröße gesetzt. Außer im Wirbelkernbereich
unterscheiden sich die Verläufe der Reynoldsspannungen kaum von den
Schwankungsgeschwindigkeiten.

Der große Unterschied im Wirbelkernbereich resultiert aus dem um die
Symmetrieachse präzedierenden Wirbelkern, wie es von Fritz [40] beob-
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Abbildung 48: Radialer Verlauf der Geschwindigkeiten U, W bzw. der Schwankungsge-
schwindigkeiten urms, wrms und der Reynoldsspannungskomponenten
sqrt(u′u′), sqrt(w′w′) an den axialen Positionen von x = -91 mm und
x= -191 mm

achtet wurde. In den ersten Simulationen mit der 3D-Geometrie konnte
dieses Phänomen zumindest qualitativ festgestellt werden. Das anfäng-
lich verwendete Rechennetz besaß in den Bereichen des Plenums und der
Schaufeln aufgrund der komplexen Form der Geometrie Tetraeder als Zel-
len. Nach der Verbesserung des Gitters und dem Ersetzen der Tetraeder
durch axialsymmetrisch angeordnete Hexaeder konnte das Umlaufen des
Wirbelkerns allerdings in den Rechnungen nicht mehr reproduziert wer-
den. Ein umlaufender Wirbelkern wurde in den experimentellen Studien
von Froud [42] und Fick [36] mit verschiedenen Messtechniken untersucht
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und als Ursache für die Bewegung wurde ein Verschieben des Wirbelkerns
weg von der Symmetrieachse festgestellt. In den ersten Rechnungen wur-
den durch die Tetraeder Störungen der Strömung erzeugt, die im Plenum
und im Bereich zwischen den Schaufeln zu einer ungleichmäßigen Vertei-
lung der Massenströmen an den vier Schaufelausgängen führten. Dadurch
ist im Innenbereich des Drallerzeugers die Drallströmung nicht mehr axi-
alsymmetrisch und es kommt zu einer Verschiebung des Wirbelkerns weg
von der Symmetrieachse durch Mängel bei der Gittererzeugung. Im Ge-
gensatz hierzu ist im Rechengebiet mit den axialsymmetrisch angeord-
neten Hexaedern eine gleichmäßige Einströmung in den Innenbereich des
Drallerzeugers vorhanden, was zur Ausbildung eines stabilen Wirbelkerns
auf der Symmetrieachse führt.

Abbildung 49 stellt die über einen langen Zeitraum gemittelten
Schwankungsgeschwindigkeiten urms bzw. wrms den Reynoldsspannun-
gen sqrt(u′u′) bzw. sqrt(w′w′) aus den Geometrien mit Hexaedern bzw.
Tetraedern im Plenum und im Schaufelbereich an drei axialen Positio-
nen im Mischrohr gegenüber. Bei Verwendung von Hexaedern, die ei-
ne gleichmäßige Aufteilung der Massenströme über die vier Schaufeln
bewirken, sind die numerisch ermittelten Schwankungsgeschwindigkeiten
(durchgezogenen Linien) sehr gering. Dagegen sind diese bei Verwendung
von Tetraedern im wirbelkernnahen Bereich wie bei den experimentell er-
mittelten stark erhöht. In den Rechnungen mit den Tetraedern wird die
in den Experimenten beobachtete Präzession des Wirbelkerns künstlich
angeregt, was bis zu einem gewissen Grad numerische Dämpfungseffekte
kompensiert.

In der numerischen Simulation tauchen Schwankungsgeschwindigkeiten
im Gegensatz zum Experiment nur im Wirbelkernbereich auf, da nur dort
periodisch instationäre Effekte auftreten. Durch die Nutzung eines Tur-
bulenzmodells wird die Geschwindigkeit in eine von der Zeit unabhängige
Reynolds-gemittelte Geschwindigkeit u und Schwankungsgeschwindigkeit
u′ aufgeteilt (Gleichung (12)). Dies führt in einer instationären Strömung
zu einer von der Zeit abhängigen Reynolds-gemittelten Geschwindigkeit
< u > und einer Schwankungsgeschwindigkeit u′′
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Abbildung 49: Vergleich der Reynoldsspannungen sqrt(u′u′), sqrt(w′w′) bzw. der
berechneten Schwankungsgeschwindigkeiten urms,num, wrms,num mit
den experimentell ermittelten Schwankungsgeschwindigkeiten urms,exp,
wrms,exp

u(x, t) =< u > (x, t) + u′′(x, t) . (105)

Die Schwankungsgeschwindigkeit u′′ enthält nur die hochfrequenten Fluk-
tuationen, deren Perioden kleiner als die Zeitspanne sind, in der gemittelt
wird. Abbildung 50 verdeutlicht den Unterschied.

Eine Reynoldsmittelung über < u > ergibt die gemittelte Geschwindigkeit
u

< u > = u . (106)
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Abbildung 50: Reynolds-Mittelung im Fall der periodisch instationären Strömung

Somit gilt für die Schwankungsgeschwindigkeit ũ, die den periodisch in-
stationären Anteil beschreibt,

ũ =< u > −u . (107)

Einen Zusammenhang zwischen der Schwankungsgeschwindigkeit u′ und
der Schwankungsgeschwindigkeit ũ bzw. der Schwankungsgeschwindigkeit
u′′ ergibt sich aus

u′ = u− u = (< u > +u′′)− u = ũ + u′′ . (108)

In der instationären numerischen Simulation mit den statistisch gemittel-
ten Navier-Stokes-Gleichungen findet also eine Modellierung der hochfre-
quenten Schwankungsgeschwindigkeit mit einem Turbulenzmodell statt
bei gleichzeitiger Wiedergabe der niedrig frequenten Schwankungsge-
schwindigkeit. Eine Addition beider Anteile ist damit sinnvoll und gibt
bis zu einem gewissen Grad die physikalischen Vorgänge richtig wieder.
Dies beweist Abbildung 49, da die Schwankungsgeschwindigkeiten aus der
numerischen Simulation gut mit den experimentellen Daten übereinstim-
men (Abb. 51).



6.1 3D Rechnung 87

Abbildung 51: Vergleich der Summe der numerisch ermittelten Schwankungsgeschwin-
digkeiten sqrt(u′u′), sqrt(w′w′) und urms,num, wrms,num mit den expe-
rimentell ermittelten Schwankungsgeschwindigkeiten urms,exp, wrms,exp

Die Aufteilung der Schwankungsgeschwindigkeiten in periodische und
in turbulente Anteile lässt sich durch eine spektrale Betrachtungsweise
(Abb. 13) weiter verdeutlichen. Fritz [40] führte auf der Symmetrieach-
se bei x = -191 mm Messungen zur zeitlichen Veränderung der axialen
und tangentialen Geschwindigkeit durch (Abb. 52) und ermittelte daraus
das zugehörige Energiespektrum. Neben dem fluktuierenden Verhalten
der Geschwindigkeiten ist ein periodischer Verlauf der tangentialen Ge-
schwindigkeit mit einer Periode T = 8,47 ms sichtbar.

Abbildung 52: Zeitabhängige Geschwindigkeitsverläufe bei r = 0 mm bzw. x = -191
mm und die zugehörigen Energiespektren

Die periodischen Effekte manifestieren sich im Energiespektrum der tan-
gentialen Geschwindigkeit (Peak mit einer energietragenden Vorzugs-
frequenz von 118 Hz). Ähnliche Vorzugsfrequenzen in Strömungen mit
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kohärenten Strukturen wurden häufiger diskutiert (Schneider [120], Noll
[93], Rung [112]). Die Proportionalität von E(κ) zu κ(−5/3) ist in Abbil-
dung 52 zur Identifizierung des Trägheitsbereichs (Kap. 3.2) zusätzlich
eingetragen. Es wird deutlich, dass im Energiespektrum der axialen Ge-
schwindigkeit der Trägheitsbereich bei Frequenzen über 1000 Hz liegt. Im
Energiespektrum der tangentialen Geschwindigkeit beginnt der Trägheits-
bereich bereits bei 100 - 300 Hz (Schneider [120]).

In dieser Arbeit wurden Zeitschritte von weniger als 1 ms benutzt, sodass
starke niederfrequente kohärente Strukturen prinzipiell aufgelöst werden
können. Dennoch ist festzustellen, dass der verwendete Ansatz seine Gren-
zen hat. Das statistische Turbulenzmodell erfasst den Transfer der in der
Grundströmung in den großen Wirbeln vorhandenen Energie zu den klei-
nen Wirbeln mit der nachfolgenden abschließenden Dissipation der Ener-
gie in die innere Energie der Strömung (Kaskadenmodell Abb. 12). Die
Turbulenz im Gleichgewichtsbereich, der in dem Bereich der energietra-
genden Wirbeln mit integralem Längenmaß lt beginnt und den gesamten
Trägheitsbereich enthält, wird modelliert. Da die periodischen Anteile der
Strömung im Energiespektrum (Abb. 52) im oberen Bereich der energie-
tragenden Wirbel liegt, kommt es zu einer unerwünschten Überlappung
mit den in der numerischen Simulation zeitlich aufgelösten Effekten.

Eine analytische Betrachtung des Einflusses der Schwankungsgeschwin-
digkeiten auf das Strömungsfeld mit der statistisch gemittelten Radialim-
pulsgleichung (Gl. (20)) unter Vernachlässigung der radialen Geschwin-
digkeit für hochturbulente Drallströmungen in einem Rohr

w2

r
=

1

ρ

∂p

∂r
− w′w′

r
(109)

zeigt, dass der gemessene hohe Anstieg von w′w′ vom achsnahen Be-
reich bis zur Symmetrieachse (Abb. 49) zu einem starken Abbau der
tangentialen Geschwindigkeit im Wirbelkern führen muss. In den experi-
mentell ermittelten radialen Verläufen der tangentialen Geschwindigkei-
ten (Abb. 48) ist jedoch keine starke Veränderung der tangentialen Ge-
schwindigkeit im Wirbelkern sichtbar, sodass die experimentell ermittel-
ten Schwankungsgeschwindigkeiten von der Turbulenz unabhängige An-
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teile der kohärenten Struktur enthalten müssen.

Nachdem gezeigt wurde, dass der gewählte numerische Ansatz trotz sei-
ner Grenzen im Hinblick auf die Trennung von periodischen Anteilen
und statistischer Turbulenz dazu geeignet ist, die experimentell ermit-
telten Schwankungsgeschwindigkeiten wiederzugeben, kann davon ausge-
gangen werden, dass die CFD-Methode grundsätzlich dazu geeignet ist,
die strömungsmechanischen Aspekte beim verbrennungsinduzierten Wir-
belaufplatzen adäquat zu beschreiben.

Im nächsten Abschnitt wird nun das Verhalten der Drallströmung bei
Veränderungen des Ringspaltmassenstroms numerisch untersucht.

6.1.2 Einfluss des Ringspaltmassenstroms

In der Versuchsanlage teilt sich der in das Plenum eingespeiste Massen-
strom auf die Schaufeln und den Ringspalt auf. In der numerischen Si-
mulation mit der 3D-Geometrie wurde der Einlass in den Ringspalt vom
Plenum getrennt (Abb. 46). Um diese Aufteilung wie in der Versuchsan-
lage simulieren zu können, erfolgt eine Kopplung der an den Einlässen
des Ringspalts bzw. des Plenums herrschenden Totaldrücke bei gleich-
zeitiger Vorgabe eines Hauptmassenstroms am Plenum. Der Ringspalt-
massenstrom ergibt sich aus dem gekoppelten Totaldruck und einem vor-
gegebenen Druckverlust über die Ringspaltlänge. Zur Untersuchung der
Auswirkung des Ringspaltmassenstroms auf das im Mischrohr vorhan-
dene Strömungsfeld und letztendlich auf die Position der Rückströmbla-
se wurde der Ringspaltmassenstrom im Gegensatz zur oben beschriebe-
nen Methode mit der Kopplung zusätzlich getrennt vom festgehaltenen
Hauptmassenstrom am Eingang des Plenums variiert. Eine Erhöhung des
Ringspaltmassenstroms von 0.5 g/s über 0.6 g/s nach 0.7 g/s bei gleich-
zeitig konstant gehaltenem Hauptmassenstrom von 70 g/s beeinflusst die
Strömung im Mischrohr deutlich. Es kommt zu einer Verschiebung der
Rückströmblase, die in Abbildung 53 erkennbar ist.

Bemerkenswert ist, dass der geringe Anteil des Ringspaltmassenstroms
von 0.7 % - 1 % des Hauptmassenstroms einen großen Einfluss auf die
Position der Rückströmblase ausübt. Diese Erkenntnis bestätigt die in
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Abbildung 53: Verteilung der axialen Geschwindigkeitskomponente bei Ringspaltmas-
senströmen von 0.5 g/s, 0.6 g/s und 0.7 g/s

Kapitel 3.3.4 erläuterten Hinweise zu der starken Rückströmblasenverla-
gerung bei minimalen Veränderungen der Einlassbedingungen. Ab einem
Ringspaltmassenstrom von 0.4 g/s bewegt sich die Rückströmblase bis
zum Drallerzeuger. Abbildung 54 zeigt einen Zwischenzustand während
dem Propagieren bei einem Ringspaltmassenstrom von 0.3 g/s.

Abbildung 54: Zwischenzustand der Verteilung der axialen Geschwindigkeitskompo-
nente bei einem Ringspaltmassenstrom von 0.3 g/s

Trotz der Variation des Ringspaltmassenstroms sind die Verläufe der Ge-
schwindigkeitskomponenten U , W bzw. der turbulenten Viskosität µt bis
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auf den Bereich des Wirbelkerns identisch (Abb. 55). Dieses Ergebnis ver-
deutlicht den herausragenden Einfluss der Form des Wirbelkerns auf das
Wirbelaufplatzen und die Position der Rückströmblase.

Abbildung 55: Radiale Verläufe der axialen bzw. tangentialen Geschwindigkeitskom-
ponenten und der turbulenten Viskosität bei Ringspaltmassenströmen
von 0.5 g/s, 0.6 g/s und 0.7 g/s bei x = -191 mm

Die Erhöhung des Ringspaltmassenstroms bewirkt im Wirbelkernbereich
ein Abflachen des radialen Verlaufs und eine Verringerung des Maximums
der tangentialen Geschwindigkeit. Beide Zusammenhänge stimmen mit
den experimentellen Ergebnissen (Abb. 6) überein, nachdem die Vergröße-
rung des Ringspalts in der Versuchsanlage einer Erhöhung des Ringspalt-
massenstroms gleichkommt. Das Verhalten ist vergleichbar mit Fall 2 aus



92 6 Numerische Berechnung der Drallströmung

Abbildung 16, da eine Erhöhung des Ringspaltmassenstroms zu einer Ver-
ringerung der Drallzahl (Gl. (30)) infolge eines zusätzlichen axialen Im-
pulses bei konstantem Drehimpuls führt. Wiederum ist das Wandern der
Rückströmblase mit den in Kapitel 3.3.3 aufgezeigten theoretischen Über-
legungen von Hallett [50] erklärbar. Hallett fand in seinen theoretischen
Überlegungen heraus, dass die Neigung zum Wirbelaufplatzen durch Ver-
größerung des Wirbelkernradius oder Erhöhung der axialen Geschwindig-
keit im Wirbelkernbereich zu höheren Drallgraden verschoben wird. In
Abbildung 55 ist erkennbar, dass mit einer Erhöhung des Ringspaltmas-
senstroms die axiale Geschwindigkeit im Wirbelkernbereich steigt und der
Wirbelkernradius sich vergrößert. Dadurch wandert die Rückströmblase
stromab in Richtung des Querschnittssprungs.

Durch die starke Abhängigkeit der Position der Rückströmblase vom
Ringspaltmassenstrom ist die in den experimentellen Studien beobach-
tete axiale Pendelbewegung der Rückströmblase im Mischrohr erklärbar,
die im Blasenbereich auf der Achse zu höheren axialen Schwankungsge-
schwindigkeiten führt (Abb. 48).

6.1.3 Einfluss des Gesamtmassenstroms

Fritz [40] stellte in seiner experimentellen Studie bei Veränderung des
Massenstroms und der Temperatur am Plenum eine Selbstähnlichkeit
der Geschwindigkeitskomponenten und der Schwankungsgeschwindigkei-
ten fest. Dabei machte Fritz [40] die Größen mit einer über die Mischrohr-
querschnittsfläche gemittelten Geschwindigkeit dimensionslos. Zur Über-
prüfung der Wiedergabe der Selbstähnlichkeit wurden 3D-Simulationen
mit Hauptmassenströmen von 130 g/s und 70 g/s bzw. Temperaturen
von 573 K und 373 K durchgeführt. Die dimensionslosen Geschwindig-
keitskomponenten und Reynoldsspannungen an den Positionen von x =
-91 bzw. -191 mm zeigen eine relativ gute Übereinstimmung untereinan-
der (Abb. 56), wie aus theoretischen Überlegungen zu erwarten war.

Dennoch existieren Abweichungen in den Geschwindigkeitskomponenten,
die aus der hohen Sensibilität der Strömung auf die Hauptmassen- und
Ringspaltmassenströme resultieren. Zusätzlich haben die am Eingang
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Abbildung 56: Vergleich verschiedener Randbedingungen

zum Plenum definierten Turbulenzgrößen einen deutlichen Einfluss auf
die Verteilung der Turbulenz im Mischrohr.

6.1.4 Zusammenfassung dreidimensionaler Simulation

Die dreidimensionale Simulation wurde mit den statistisch gemittelten
Navier-Stokes-Gleichungen und dem vorhandenen Turbulenzmodell von
Launder, Reece bzw. Rodi durchgeführt. Die radialen Verläufe der axia-
len und tangentialen Geschwindigkeitskomponenten im Mischrohr stim-
men quantitativ mit den experimentellen Daten überein. Ein Vergleich der
experimentell ermittelten Schwankungsgeschwindigkeiten mit den nume-
risch berechneten ist möglich, indem in der numerischen Simulation eine



94 6 Numerische Berechnung der Drallströmung

Aufteilung der Schwankungsgeschwindigkeit in periodischen und stocha-
stisch turbulenten Anteilen vorgenommen wird.

Das numerisch berechnete Verhalten der Drallströmung auf Veränderun-
gen der Einlassbedingungen ist identisch mit den experimentellen Er-
kenntnissen. Dabei konnten die in Kapitel 3.3.3 theoretisch aufgezeig-
ten typischen Verhaltensweisen der Drallströmung bestätigt werden. Ein
wichtiger Punkt ist die starke Beeinflussung der Drallströmung insbeson-
dere im Wirbelkernbereich bei minimalen Veränderungen der Einlassbe-
dingungen, die eine stärkere Verschiebung der Rückströmblase zur Folge
haben.

Da mit der dreidimensionalen numerischen Simulation die verdrallte
Strömung adäquat wiedergegeben werden kann, werden diese Ergeb-
nisse nun als Basis für die Reduzierung der Simulation auf ein 2D-
axialsymmetrisches Modell verwendet.

6.2 Reduzierung der Geometrie auf ein rotations-

symmetrisches Problem

Für die dreidimensionale numerische Simulation des Strömungsfeldes sind
für das Rechengebiet mindestens 2,5 Millionen Zellen notwendig. Auf acht
parallel geschalteten PCs führte diese hohe Zellenanzahl zu einer Re-
chendauer von Wochen bis Monaten bis zum Erreichen einer stationären
Lösung mit einer stabilen Position der Rückströmblase. Die Durchführung
einer Parameterstudie unter Veränderung des Massenstroms, der Tempe-
ratur und der Luftzahl ist somit kaum möglich. Eine Reduzierung der
Geometrie auf zwei Dimensionen führt zu einer 2D-axialsymmetrischen
Simulation mit kurzen Rechenzeiten von einigen Stunden bis Tagen auf
einem PC. Mit diesem Schritt lässt sich die Anzahl der Zellen auf zirka
30000 verringern. Bis auf den Drallerzeuger ist die Geometrie streng axi-
alsymmetrisch. Beschränkt man die Rechnung auf das Mischrohr und die
Brennkammer, können feste radiale Verläufe der Geschwindigkeitskompo-
nenten und der Turbulenzgrößen aus 3D-Simulationen, experimentellen
Messungen oder theoretischen Überlegungen als stromaufseitige Rand-
bedingung benutzt werden. Die zweite Variante ist die Implementierung
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einer Drallquelle (Kapitel 6.2.1) in den Bereich des Rechengebiets in dem
sich in der Realität die Schaufeln befinden. Die Aufgabe der Drallquelle
ist die Beschreibung der Umlenkung der Strömung durch die Schaufeln.
Abbildung 57 veranschaulicht die Reduzierung der 3D-Geometrie auf ein
2D-axialsymmetrisches Modell.

Abbildung 57: Reduzierung einer 3D-Geometrie zu einem 2D-axialsymmetrischen Mo-
dell

Im ersten Reduzierungsschritt wird der Drallerzeuger (blaue Konturlinie)
durch ein 3D-Modell (grüne Konturlinie) mit einer Drallquelle (gelbes
Band) ersetzt, das komplett axialsymmetrisch ist. Im nächsten Schritt
wird das axialsymmetrische 3D-Modell durch ein 2D-axialsymmetrisches
Modell (rote Konturlinie) mit einer Drallquelle (gelbes Band) beschrie-
ben. Das einfachste 2D-axialsymmetrische Modell mit festen Randbedin-
gungen am Einlass bei x = -220 mm ist mit Hilfe einer schwarzen Kon-
turlinie eingetragen.

6.2.1 Entwicklung der Drallquelle

Werden feste Profile im Mischrohr benutzt, bleibt die zurückschlagende
Flamme, wie später noch gezeigt wird (Kap. 7), kurz vor dem Einlass in
das Mischrohr stecken, weil die Rückwirkung auf die Strömung im Draller-
zeuger nicht erfasst werden kann. Die Implementierung einer Drallquelle
ermöglicht hingegen das Propagieren der Flamme bis in den Drallerzeu-
gerbereich. Zum einen wird der Verlauf der Strömung im Drallerzeuger
auch bei Annäherung der Flamme realistisch wiedergeben und zum an-
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deren verändert sich die Umlenkung der Strömung im mit der Drallquel-
le beschriebenen Schaufelbereich in Abhängigkeit von der momentanen
Strömungssituation.

Die Drallquelle prägt der Strömung tangential wirkende Volumenkräfte
an dem Ort auf, an dem sich in der Realität die Schaufeln befinden.
Die Volumenkräfte verschieben die Fluidteilchen in tangentialer Rich-
tung und erzeugen eine Verdrallung der Strömung. Die Volumenkraft wird
in den Quellterm der tangentialen Impulsgleichung der Navier-Stokes-
Gleichungen implementiert. Mit der von einer Konstante A, der Dich-
te ρ und der zeitlich gemittelten axialen Geschwindigkeitskomponente u

abhängigen Volumenkraft Fv,tan

Fv,tan =
F

V
= Aρu2 (110)

lässt sich eine dem System zugeführte volumenbezogene Leistung Pv

Pv = Fv,tanw (111)

ermitteln. w ist die von der Volumenkraft induzierte zeitlich gemittel-
te tangentiale Geschwindigkeitskomponente. Die Konstante A ist eine
Funktion der axialen und radialen Koordinate im Schaufelbereich. Die
volumenbezogene Leistung Pv wird quasi von außen in das geschlossene
System zugeführt und muss zur Einhaltung der Energiebilanz kompen-
siert werden. Dies wird durch eine zweite Volumenkraft erreicht, die in
axialer Richtung stromauf wirkt:

Fv,ax = Pv/u (112)

Diese Volumenkraft wird in den Quellterm der axialen Impulsgleichung
integriert.

Der Einfluss der Drallquelle auf die Energiebilanz kann mit den Impuls-
gleichungen (Gl. (19) - (21)) überprüft werden. Mit Annahme einer rei-
bungsfreien Strömung gilt für die axialen und tangentialen Impulsglei-
chungen mit den eingefügten Volumenkräften Fv,ax bzw. Fv,tan:
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Axialimpulsgleichung:

u
∂u

∂x
+ v

∂u

∂r
= −1

ρ

∂p

∂x
− Fv,ax (113)

Tangentialimpulsgleichung:

u
∂w

∂x
+ v

∂w

∂r
+

vw

r
= Fv,tan . (114)

Da sich die Gesamtenergie durch die Drallquelle nicht ändern darf, muss
der Totaldruck in radialer und axialer Koordinatenrichtung konstant sein.
Die nach x abgeleitete Bernoulli-Gleichung lautet:

∂pt

∂x
=

∂p

∂x
+ ρu

∂u

∂x
+ ρv

∂v

∂x
+ ρw

∂w

∂x
= 0 (115)

mit dem Totaldruck pt und dem statischen Druck p.

Werden die Gleichungen (113) und (114) in (115) eingesetzt, ergibt sich:

0 = −Fv,axu + Fv,tanw − uv
∂u

∂r
− vw

∂w

∂r
+ v

(
u
∂v

∂x
− w2

r

)
. (116)

Nach Verwendung der Radialimpulsgleichung (20) und einer weiteren Um-
formung erhält man

0 = −Fv,axu + Fv,tanw − v

(
1

ρ

∂p

∂r
+ u

∂u

∂r
+ v

∂v

∂r
+ w

∂w

∂r

)
. (117)

Die in der Klammer vorkommende Terme sind die nach r abgeleiteten
Terme der Bernoulli-Gleichung, die aufgrund der Einhaltung der Ener-
giebilanz verschwinden. Letztendlich bleibt die Formulierung

Fv,axu = Fv,tanw (118)
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übrig, die zeigt, dass die Drallquelle energieneutral ist. Die zweidimensio-
nale Simulation der verdrallten Strömung mit Drallquelle führt trotz der
Drallerzeugung durch die Volumenkräfte nicht zur Änderung der Gesamt-
energie.

Abbildung 58 gibt die Verläufe sowohl der axialen bzw. tangentialen Ge-
schwindigkeit als auch des relativen Totaldrucks im Bereich der Drall-
quelle wieder. Die Erzeugung der tangentialen Geschwindigkeitskompo-

Abbildung 58: Verläufe der axialen bzw. tangentialen Geschwindigkeiten u bzw. w
und des Totaldrucks pt relativ zum Umgebungsdruck pu

nente w bei gleichzeitiger Abbremsung der axialen Geschwindigkeit u im
Bereich der Drallquelle ist deutlich sichtbar. Da sich durch die Draller-
zeugung die Energie lokal nicht ändert, ergibt sich in Strömungsrichtung
ein konstanter Totaldruck pt über der Drallquelle.

Neben der Umlenkung der Strömung generieren die Schaufeln Turbulenz.
Die Turbulenz entwickelt sich bei der Umlenkung der Strömung zwischen
den Schaufeln bzw. beim Wiedervereinen des Massenstroms, der zuvor
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durch die vier Schaufeln aufgeteilt wurde. Für eine korrekte Wiedergabe
der Turbulenzverteilung im Mischrohr erfolgt eine Beschreibung der Tur-
bulenz im Schaufelbereich über algebraische Gleichungen in Abhängigkeit
des Radius. Diese werden in die Quellen der Reynoldsspannungsgleichun-
gen und der Gleichung für die Dissipation eingefügt (Kap. 6.2.5).

Mit Hilfe des axialsymmetrischen 3D-Modells mit Drallquelle (Abb. 57)
als Bindeglied zwischen der zwei- und dreidimensionalen Simulation kann
zunächst die Einstellung der Drallquelle optimiert werden, wobei die Er-
gebnisse der dreidimensionalen Simulation und Messergebnisse als Qua-
litätskriterium verwendet werden. Darüber hinaus können die für 2D-
axialsymmetrische Simulationen formulierten Navier-Stokes-Gleichungen
getestet werden, da die Drallquelle in beiden Fällen eine in tangen-
tialer Richtung konstante und somit identische Formulierung der Ver-
drallung ermöglicht. Beim Übergang vom 2D-axialsymmetrischen Mo-
dell auf das axialsymmetrische 3D-Modell müssen die Volumenkräfte
aufgrund der in kartesischen Koordinaten formulierten Navier-Stokes-
Gleichungen entsprechend aufgeteilt werden. Gleichzeitig ist im 3D-
Modell eine Transformierung der Geschwindigkeitskomponenten vom kar-
tesischen Raum in den Zylinderraum notwendig. Für den Einsatz der im
2D-axialsymmetrischen Modell vorgegebenen Turbulenzgrößen im axial-
symmetrischen 3D-Modell muss eine Tensortransformation in den Zylin-
derraum durchgeführt werden.

6.2.2 Synthetische Geschwindigkeitsprofile

Obwohl die Kernaufgabe darin bestand, die beim konischen Drallerzeu-
ger auftretenden Flammenrückschläge zu simulieren, war es sinnvoll, eine
breite Spanne von Wirbelformen zu untersuchen. Dazu wurden syntheti-
sche Profile verwendet. Der Rankinewirbel und der Burgerswirbel stellen
bekannte Wirbelformen dar, die aber die in dieser Arbeit interessierenden
Strömungsformen nicht abbilden können (Abb. 59).

Die experimentell ermittelte tangentiale Geschwindigkeit lässt sich verein-
facht in einen Festkörperwirbel bis zum Wirbelkernradius und in einen
weiteren konstanten Verlauf bis zur Wand aufteilen. Im Wirbelkern wird
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eine blockförmige Axialgeschwindigkeit angenommen. Zur Herleitung des
noch unbekannten Verlaufs der axialen Geschwindigkeit außerhalb des
Wirbelkerns wird im Strömungsfeld der Totaldruck konstant gehalten. Die
Bernoulligleichung wird unter Vernachlässigung der radialen Geschwin-
digkeitskomponente, d. h. in der Form

p + ρ
u2

2
+ ρ

w2

2
= const. , (119)

nach r abgeleitet und in die Querdruckgleichung (33) eingesetzt:

w2

r
= −u

∂u

∂r
− w

∂w

∂r
(120)

Mit der Annahme von

∂w

∂r
= 0 (121)

außerhalb des Wirbelkernbereichs und der Integration der Gleichung
(120) von rwk, dem Wirbelkernradius, bis zum Radius an einem beliebi-
gen radialen Ort r, erhält man die Gleichung für den Verlauf der axialen
Geschwindigkeitskomponente außerhalb des Wirbelkerns:

u =

√
2(Crwk)2 ln(

rwk

r
) + u2

wk (122)

mit w = Crwk. C ist die Konstante des Festkörperwirbels.

Die Höhe der axialen Geschwindigkeitskomponente im Wirbelkern uwk

kann nicht beliebig variiert werden, da der Betrag unter der Wurzel größer
Null sein muss. Nach einer Umformung gilt für die im Wirbelkern vor-
handene blockförmige Geschwindigkeit:

uwk ≥ Crwk

√
−2 ln(

rwk

R
) (123)



6.2 Reduzierung der Geometrie auf ein rotationssymmetrisches Problem 101

Beim kleinsten Wert von uwk ist die Geschwindigkeit u an der Wand gleich
Null. Dies stellt die Grenze zur Rückströmung am Wirbelrohr dar.

Diese synthetische Geschwindigkeitsprofile mit Totaldruckabfall im Wir-
belkern erfassen die durch den konischen Drallerzeuger generierte Ge-
schwindigkeitsverteilung besser als der Rankine- oder der Burgerswirbel,
die bei höheren Radien zu stark abfallen (Abbildung 59).

Abbildung 59: Theoretische Profile im Vergleich zu den experimentellen Daten

Flohr [38] leitete eine theoretische Formulierung der radialen Geschwin-
digkeitsverläufe in Abhängigkeit von der Form und der Anzahl der Schau-
feln in einem ähnlichen konischen Drallerzeuger her. Für den in dieser
Arbeit verwendeten Drallerzeuger ergeben sich nach einer Anpassung an
den Wirbelkernradius und an die maximale tangentiale Geschwindigkeit
die in Abbildung 59 dargestellten radialen Verläufe. Die charakteristi-
schen Eigenschaften der Strömung werden damit zwar wiedergegeben,
aber bei höheren Radien ist das Niveau der Geschwindigkeitskomponen-
ten zu niedrig und der Durchsatz wird weit unterschritten.

Zusammenfassend gilt mit den getroffenen Annahmen:

0 ≤ r ≤ rwk : u(r) = urk

w(r) = Cr

rrk ≤ r ≤ R : u(r) = u =
√

2(Crwk)2 ln(rwk

r ) + u2
wk

mit uwk ≥ Crwk

√
−2 ln(rwk

R )
w(r) = Crwk
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6.2.3 Vergleich der Rechenmodelle

In Kapitel 6.2 wurde eine schrittweise Reduzierung der 3D-Geometrie
mit Schaufeln über ein 3D-Modell mit Drallquelle zu einem 2D-
axialsymmetrischen Modell mit Drallquelle erläutert. Für einen Beispiel-
fall sind die dazugehörigen Verteilungen der axialen Geschwindigkeits-
komponente in Abbildung 60 gezeigt. Ergänzend ist das Ergebnis der
2D-axialsymmetrischen Rechnung mit den festen Randbedingungen aus
der 3D-Simulation angefügt.

Abbildung 60: Verteilung der axialen Geschwindigkeitskomponente in verschiedenen
Modellen

Nachdem die gute Übereinstimmung zu den experimentellen Daten nach-
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gewiesen wurde (Kap. 6.1), stellt die dreidimensionale Rechnung die
Ausgangsbasis für den Vergleich der Simulationen dar. Die Verläufe der
axialen Geschwindigkeitskomponenten zeigen, dass die Umlenkung der
Strömung durch die im Drallerzeuger vorhandenen Schaufeln im axial-
symmetrischen 3D-Modell über die Drallquelle sehr gut beschreibbar ist.
Bei einer weiteren Reduzierung des Modells auf zwei Dimensionen bleiben
die charakteristischen Merkmale der Drallströmung mit einem Wirbelauf-
platzen am Mischrohr erhalten. Nur im achsnahen Bereich weichen die
Verteilungen der Strömungsgrößen voneinander ab. Im zweidimensiona-
len Fall findet das Wirbelaufplatzen etwas weiter stromauf im Mischrohr
statt. Die Ursache liegt in den unterschiedlichen Gittern der 3D- bzw.
2D-axialsymmetrischen Simulationen. In der 3D-Simulation konnte die
Überprüfung der Ergebnisse auf die Unabhängigkeit von der Zellengröße
insbesondere im Bereich um die Symmetrieachse nicht abgeschlossen wer-
den, da die zur Verfügung stehende Rechnerkapazität begrenzt war und
das Erreichen einer stationären Lösung sehr viel Rechenzeit in Anspruch
nahm.

Die axialen bzw. tangentialen Geschwindigkeitskomponenten und die
Reynoldsspannungen aus der dreidimensionalen Simulation mit Schau-
feln und aus der Simulation mit dem 2D-axialsymmetrischen Modell mit
Drallquelle sind in Abbildung 61 zu sehen. Es treten nur minimale Abwei-
chungen der radialen Verläufe der Strömungsgrößen auf. Es wurde aber
festgestellt, dass die Zellengröße an der Lanze im achsnahen Bereich die
Entwicklung der Drallströmung merklich beeinflusst (Kap. 6.2.4).

Die moderaten Abweichungen der Ergebnisse aus den Simulationen mit
dem 2D-axialysmmetrischen Modell und der 3D-Geometrie deuten dar-
aufhin, dass eine Untersuchung des Wirbelaufplatzens in einer auf zwei
Dimensionen reduzierten Geometrie möglich ist.

Abbildung 62 verdeutlicht, dass die Modelle auch im Fall des zu geringen
Ringspaltmassenstroms mit Rückströmung auf der Wirbelachse vergleich-
bare Ergebnisse liefern. Sowohl das 2D-axialsymmetrische Modell mit den
festen Strömungsrandbedingungen als auch das 2D-axialsymmetrische
Modell mit der Drallquelle geben die aus der 3D-Simulation ermittelte
Verteilung der axialen Geschwindigkeitskomponente wieder. In den bei-
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Abbildung 61: Vergleich der radialen Verläufe der Geschwindigkeitskomponenten und
der Reynoldsspannungen bei x = -191 mm

den Fällen mit adäquater Berücksichtigung des Drallerzeugers wandert
die Rückströmblase vollständig stromauf. Nur bei festen Randbedingun-
gen im Mischrohr bleibt die Rückströmblase kurz davor hängen.

6.2.4 Rechengitter

Abbildung 63 zeigt die in den zweidimensionalen Simulationen verwende-
ten Rechennetze.

Von links nach rechts sind Ausschnitte des Rechengebietes am Einlass,
beim Querschnittssprung vom Mischrohr in die Brennkammer und am
Auslass wiedergeben. Da die Flamme infolge des verbrennungsinduzier-
ten Wirbelaufplatzens durch das Mischrohr propagiert, befinden sich dort
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Abbildung 62: Vergleich der Verläufe der axialen Geschwindigkeitskomponente in der
3D Geometrie zu den 2D-axialsymmetrischen Modellen

die kleinsten Zellen im gesamten Rechengebiet. Diese sind vom Ein-
lass bis zum Querschnittssprung gleich, um einen negativen Einfluss von
Sprüngen in der räumlichen Auflösung zu vermeiden. Die Längen der
Zellen in axialer bzw. in radialer Richtung betragen zirka 1 mm. In der
Brennkammer vergrößern sich die Zellen vom Querschnittssprung bis zum
Ausgang des Rechengebietes und von der Symmetrieachse bis zur Brenn-
kammerwand. Diese Zellen befinden sich außerhalb des eigentlich zu in-
teressierenden Bereichs und die Zellengrößen sind ausreichend, um die
charakteristischen Eigenschaften der verdrallten Strömung in der Brenn-
kammer nach dem Querschnittssprung wiedergeben zu können.



106 6 Numerische Berechnung der Drallströmung

Abbildung 63: Zellen des Rechengebietes für eine numerische Simulation eines Flam-
menrückschlags

Abbildung 64 vergleicht die Geschwindigkeitskomponenten aus zwei Si-
mulationen mit dem 2D-axialsymmetrischen Modell mit festen Profilen
am Einlass.

Eine Halbierung der Zellenlängen bewirkt kaum Veränderungen. Deshalb
wurden alle in dieser Arbeit gezeigten Simulationsergebnisse mit Verbren-
nung und festen Profilen als Randbedingung stromauf mit dem gröberen
in Abbildung 63 dargestellten Rechengitter durchgeführt.

Dagegen hat eine Verkleinerung der Zellengröße einen etwas stärkeren
Einfluss auf das mit dem 2D-axialsymmetrischen Modell mit Drallquelle
berechnete Strömungsfeld (Abb. 65), was nicht nur auf die Modellierungs-
qualität der Drallquelle, sondern auch auf die Erfassung des besonders
kritischen Bereichs am Austritt des Ringspalts zurückzuführen ist.

Der radiale Verlauf der Volumenkräfte zur Beschreibung der Umlenkung
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Abbildung 64: Einfluss der Zellengrößen auf die Verläufe der Geschwindigkeitskompo-
nenten im 2D-axialsymmetrischen Modell mit festen Profilen am Ein-
lass

der Strömung durch die Drallquelle wird über eine algebraische Gleichung
ermittelt. Bei starken radialen Veränderungen der Volumenkräfte führt
ein Rechengebiet mit kleineren Zellen zu geringeren Diskretisierungsfeh-
lern im achsnäheren Bereich. Um den Einfluss der Zellenverkleinerung auf
das Strömungsfeld ohne Veränderung der Verteilung der Volumenkräfte
untersuchen zu können, wurden im zweiten Fall (mittleres Bild in Abb.
65) die tangentialen Kräfte von der Berechnung mit den Gitterzellen von
1 mm in das Rechengebiet mit den halbierten Zellenlängen übernommen.
Im dritten Fall (unteres Bild in Abb. 65) wurden die Kräfte für das Re-
chengebiet mit den kleineren Gitterzellen über die algebraische Gleichung
ermittelt.

In allen drei Fällen hat die Gitterverfeinerung keinen Einfluss auf das
Strömungsfeld bis auf den Wirbelkernbereich. Im dritten Fall ist im Ge-
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Abbildung 65: Einfluss der Zellengrößen auf die Verläufe der Geschwindigkeitskompo-
nenten im 2D-axialsymmetrischen Modell mit Drallquelle

gensatz zu den ersten beiden Fällen im achsnahen Bereich die tangentiale
Geschwindigkeit höher. Der Grund liegt in der erhöhten tangentialen Vo-
lumenkraft, die durch die genauere Wiedergabe der algebraischen Glei-
chung infolge der Gitterverfeinerung entsteht. Interessanterweise ist in
den ersten zwei Fällen trotz identischer radial abhängiger Volumenkräfte
(oberes und mittleres Bild in Abb. 65) der Einfluss der Gitterverfeinerung
auf das Strömungsfeld deutlich größer als beim 2D-axialsymmetrischen
Modell mit festen Randbedingungen (Abb. 64). Der Grund liegt in der
veränderten Umlenkung der Strömung im Bereich der Lanze und des
Ringspalts in Richtung der Symmetrieachse (Abb. 66).

In den drei oberen Diagrammen der Abbildung 66 ist gezeigt, dass sich
trotz Gitterverfeinerung und Übernahme der radialen Verteilung der tan-
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gentialen Kraft pro Volumen vom Gitter mit den Zellengrößen von 1
mm die Geschwindigkeitskomponenten an der stromab liegenden Seite
der Drallquelle kaum ändern. Die oben gezeigten Kurven stammen von
den unten eingezeichneten schwarzen Linien L, die im unteren Bereich der
Drallquelle mit 0 beginnt und an der Mischrohrwand mit 1 endet. Durch
die Gitterverfeinerung entwickeln sich im Lanzen- und Achsenbereich da-
gegen deutlich höhere positive axiale und negative radiale Geschwindig-
keiten (Konturlinien in Abbildung 66 unten), die die Entwicklung der tan-
gentialen Geschwindigkeit und die Totaldruckverluste in diesem Bereich
stark beeinflussen. Die veränderte Umlenkung hat deutliche Auswirkun-
gen auf den weiteren radialen Verlauf der Geschwindigkeitskomponenten
und die Position der Rückströmblase (Abb. 65).

Abbildung 66: Einfluss der Zellengrößen auf die Umlenkung der Strömung im 2D-
axialsymmetrischen Modell mit Drallquelle
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6.2.5 Flexibilität der Drallquelle

In Kapitel 6.2.1 wurde aufgezeigt, wie in einem 2D-axialsymmetrischen
Modell die Umlenkung der Strömung mit einer Drallquelle modelliert wer-
den kann. Wird der in der Drallquelle vorhandene Parameter A (Gl. (110))
als Funktion des Radius und/oder der Axialkoordinate vorgegeben, kann
der radiale Verlauf der Volumenkräfte so optimiert werden, dass er der
Realität entspricht. Nachfolgend wird zunächst beispielhaft der Einfluss
einer radial abhängigen Funktion für A aufgezeigt. Abbildung 67 zeigt die
radialen Verläufe der axialen bzw. tangentialen Geschwindigkeitskompo-
nenten bei x = -191 mm. Zusätzlich ist das axiale Geschwindigkeitsfeld
dargestellt, das wiederum die Position und Form der Rückströmzone ver-
deutlicht. Im gezeigten Fall sitzt diese zu tief im Mischrohr.

Abbildung 67: Einfluss der Randbedingungen der Drallquelle auf das Strömungsfeld

Bei der Variation der Konstante A werden die Reynoldsspannungen bzw.
die Dissipation im Bereich der Drallquelle nicht verändert, um den Ein-
fluss des radialen Verlaufs der tangentialen Volumenkräfte isoliert dar-
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stellen zu können. Diese wurden aus der dreidimensionalen Simulation
übernommen.

Der Parameter A der Drallquelle hat in dieser Arbeit folgende Abhängig-
keit vom Radius r:

A = a(b(
r − 0.009 m

0.0375 m− 0.009 m
− 1.0) + 1.0) . (124)

Die Werte 0.0375 m und 0.009 m sind die Radien der Außenwand des
Ringspaltes und des Mischrohrs. Die Volumenkräfte im achsnahen Schau-
felbereich bis r = 0.0125 m werden durch die Erweiterung des Parameters
A aus Gleichung (124) mit einer zusätzlichen Funktion beschrieben:

A = (1.0 + c
r − 0.0125m

0.009m− 0.0125m
)A . (125)

Die in Abbildung 67 eingetragenen Werte geben die radialen Verläufe
der Geschwindigkeitskomponenten der in Kapitel 6.1 präsentierten Drall-
strömung wieder. Mit diesen Konstanten ergibt sich der in den Bildern 68
- 70 gestrichelt eingezeichnete radiale Verlauf von A. Im nächsten Schritt
soll der Einfluss der Wahl der Parameter a, b und c auf die Drallströmung
und die Ausbildung der Rückströmzone illustriert werden.

Im einfachsten Fall wird die Konstante A unabhängig vom Radius
gewählt. In Abbildung (68) wird nur der Wert von a verändert.

Die rot dargestellten Verläufe geben die charakteristischen Verläufe der
Geschwindigkeitskomponenten gut wieder. Nur im Wirbelkernbereich ist
der Gradient der tangentialen Geschwindigkeitskomponente etwas zu
niedrig. Dem theoretischem Modell folgend (Fall 2 in Abb. 16 aus Kap.
3.3.3) muss die Drallzahl erhöht werden, um einen schmäleren Wirbelkern
mit höheren Gradienten zu erreichen. Dazu wird die Konstante a erhöht.
In Abbildung 68 ist die Wirkung der höheren Volumenkräfte sichtbar,
die in einem Anstieg der tangentialen Geschwindigkeit resultiert. Gleich-
zeitig verengt sich der Wirbelkern. Zusätzlich steigt die axiale Geschwin-
digkeit wie im theoretischem Modell (Fall 2) vorhergesagt. Die durch die
Erhöhung der Konstante a verstärkte Verdrallung führt aber im Misch-
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Abbildung 68: Einfluss der Konstante a in der Drallquelle auf das Strömungsfeld (A 6=
A(r))

rohr gleichzeitig zu einer starken Verschiebung der Rückströmblase in
Richtung des Drallerzeugers. Um dies zu vermeiden, wird bei der nächsten
Untersuchung der Parameter A über die Konstante b radial abhängig
verändert (Abb 69).

Mit Erhöhung des radialen Abfalls des Parameters A zur Symmetrieachse
hin bewegt sich die Rückströmblase in Richtung Brennkammer. Gleichzei-
tig gehen aber insbesondere im achsnahen Bereich die typischen charakte-
ristischen Verläufe der Geschwindigkeitskomponenten u bzw. w verloren.
Ohne die zusätzliche Funktion für den achsnahen Bereich sind ein schma-
ler Wirbelkern und eine Positionierung der Rückströmblase in der Nähe
des Querschnittsprungs zur Brennkammer nicht zu erreichen. Die mit der
zusätzlichen Funktion eingeführte Konstante c erlaubt das Verhalten der
tangentialen Kraft im achsnahen Schaufelbereich zu steuern (Abb 70).
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Abbildung 69: Einfluss der Konstante b in der Drallquelle auf das Strömungsfeld

Die tangentiale Geschwindigkeitskomponente verändert sich mit c nur
im achsnahen Bereich sehr stark und beeinflusst die Position der
Rückströmblase deutlich. Durch die Erhöhung der tangentialen Volumen-
kraft im Achsbereich lässt sich auch eine nadelförmige Rückströmblase er-
reichen. Dieses Verhalten ist mit dem theoretischen Modell erklärbar (Fall
1 in Abb. 16 aus Kap. 3.3.3). Das Modell beschreibt eine radiale Verbrei-
terung des Totwassergebiets mit Ansteigen der Drallzahl. In Abbildungen
68 und 69 erfolgt die Erhöhung der Verdrallung dagegen über die gesamte
Drallquelle, was die Entwicklung einer größeren Rückströmblase fördert.
Zusätzlich sorgt das Rayleigh Kriterium (Gl. (34)) zur Stabilisierung der
Drallströmung, was den radialen Austausch vermindert mit der Folge der
Entstehung einer schmalen Rückströmblase. Bemerkenswert ist die star-
ke Verschiebung der Rückströmblase bei einer lokalen Veränderung der
Verdrallung im achsnahen Bereich, obwohl die Drallzahl fast konstant
bleibt. Die Drallzahl für die in Abb. 70 dargestellten Drallströmungen
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Abbildung 70: Einfluss der Konstante c in der Drallquelle auf das Strömungsfeld

veränderte sich an der Position x = -220 mm nur von 0.495 über 0.497
bis 0.500. Der starke Einfluss der Volumenkräfte im achsnahen Bereich
verdeutlicht, warum der unverdrallte Ringspaltmassenstrom einen so gra-
vierenden Einfluss auf die Lage der Rückströmzone hat (Kap 6.1.2).

Zuletzt soll die Frage beantwortet werden, wie die charakteristische
Strömungsform trotz der Erhöhung der Verdrallung erhalten werden
kann. Eine Möglichkeit ist die Verwendung des mit der zusätzlichen Funk-
tion erweiterten Parameters A mit Variierung der Konstante a (Abb. 71).

6.2.6 Einfluss der Turbulenz

Bisher wurde die Verteilung der Turbulenz während der Variation der
radialen Verläufe der tangentialen Volumenkraft in der Drallquelle kon-
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Abbildung 71: Einfluss der Konstante a und c 6= 0 in der Drallquelle auf das
Strömungsfeld

stant gehalten. Um den Einfluss der Turbulenz auf die Drallströmung im
Mischrohr darstellen zu können, wird nun der radiale Verlauf der tangen-
tialen Volumenkraft konstant gehalten. In Abbildung 72 zeigen die oberen
Grafiken zwei Verläufe der Schwankungsgeschwindigkeiten sqrt(u′u′) bzw.
sqrt(w′w′) und der turbulenten Viskosität µt über die oben beschriebene
Länge L.

Im Gegensatz zum ersten Fall (blaue Linien) mit den über L konstant ge-
haltenen Turbulenzgrößen fallen im zweiten Fall (rote Linien) die Verläufe
der Turbulenzgrößen in Richtung Symmetrieachse ab. Die Turbulenz-
größen werden im Mischrohr stromab konvektiert, weshalb beide Fälle
auch weiter stromab noch deutlich zu unterscheiden sind. Die veränderte
Verteilung der Turbulenz beeinflusst das Strömungsfeld im starken Ma-
ße. Je höher die turbulente Viskosität im achsnahen Bereich ist, um so
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Abbildung 72: Einfluss der Turbulenz auf die Geschwindigkeitsprofile

stärker sind der Abbau bzw. die Umverteilung der Geschwindigkeitskom-
ponenten. Gleichzeitig verkleinert sich die Rückströmblase deutlich.

6.2.7 Variationsmöglichkeiten mit den synthetischen Ge-
schwindigkeitsprofilen

In den Kapiteln 6.2.4 - 6.2.6 wurde gezeigt, welche Einflüsse die radiale
Verteilung der Volumenkräfte, die Turbulenzgrößen und das Gitter im



6.2 Reduzierung der Geometrie auf ein rotationssymmetrisches Problem 117

achsnahen Bereich auf die Strömung im Wirbelrohr und das Wirbelauf-
platzen haben. Das Ziel war dabei, die vom konischen Drallerzeuger er-
zeugte Strömung möglichst genau nachzubilden. Nachfolgend werden nun
die in Kapitel 6.2.2 hergeleiteten synthetischen Profile benutzt. Diese wer-
den im Mischrohr stromauf vorgegeben, wobei die Parameter variiert wer-
den. Im Wesentlichen ergeben sich die gleichen Sachverhalte wie in Ka-
pitel 6.2.4 und 6.2.5 beschrieben, weshalb nur auf einige Besonderheiten
eingegangen werden soll.

Zunächst wird die Erhöhung der Verdrallung untersucht, indem die kon-
stant verlaufende tangentiale Geschwindigkeit außerhalb des Wirbel-
kerns angehoben wird. Gleichzeitig werden am Einlass die Turbulenzwer-
te verändert, um deren Einfluss auf die Rückströmblase überprüfen zu
können. In Abbildung 73 wurden die theoretischen Geschwindigkeitspro-
file am Einlass bei x = -220 mm mit einem Wirbelkern von rwk = 0.004 m
und einer Konstante des Festkörperwirbels von C = 10000 1/s ermittelt
(blaue Linie) und nur die tangentiale Geschwindigkeit um die Faktoren
1.05 (grüne Linie) und 1.1 (schwarze Linie) angehoben. Dazu wurden über
die gesamte Mischrohrfläche eine konstante Intensität von 15% und zwei
sehr unterschiedliche integrale Längenmaße von 0.005 m bzw. 0.00001 m
gewählt.

In beiden Fällen bewirkt die Erhöhung der Verdrallung eine Verlagerung
der Rückströmblase stromauf. Der Unterschied liegt in der Höhe der tur-
bulenten Viskosität µt. Je höher sie ist, um so weniger bewegt sich die
Rückströmblase stromauf. Da die Turbulenz offensichtlich einen großen
Einfluss auf die Position der Rückströmblase hat, wird im nächsten Schritt
deren Einfluss genauer beleuchtet. Dabei wurden aus Abbildung 73 die
Geschwindigkeitsprofile mit den schwarzen Linien herausgegriffen, da hier
die Unterschiede am deutlichsten sind. In den obersten Grafiken der Ab-
bildung 74 sind die axialen und tangentialen Geschwindigkeitskomponen-
ten am Einlass in das Mischrohr nochmals dargestellt. Nun wurde mit
der über die gesamte Mischrohrfläche konstanten Intensität von 20% das
integrale Längenmaß lt über den Radius verändert.

Der Einfluss der Turbulenz auf die axialen bzw. tangentialen Geschwindig-
keitskomponenten und die turbulente Viskosität ist deutlich. Insgesamt
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Abbildung 73: Einfluss der Turbulenz und der Verdrallung auf die Position der
Rückströmblase bei rwk = 0.004 m

gesehen baut die Erhöhung der turbulenten Viskosität µt die Geschwin-
digkeiten außerhalb des Wirbelkernbereichs ein wenig ab. Im Wirbelkern
verringert sich der Gradient der tangentialen Geschwindigkeit. Bei einer
niedrigen turbulenten Viskosität findet bei x = -91 mm bereits ein Wir-
belaufplatzen statt. Die gezeigten Abweichungen der Geschwindigkeiten
haben starke Auswirkungen auf die Position der Rückströmblase. Hier
gilt, dass bei identischen Geschwindigkeitsprofilen am Einlass und gleich-
zeitigem Anstieg der turbulenten Viskosität im achsnahen Bereich die
Rückströmblase stromab wandert.

Die Auswirkungen der Turbulenz bei einer Reduzierung des Wirbelkerns
rwk auf 0.002 m zeigt Abbildung 75. Die Ergebnisse sind weitgehend iden-
tisch zu Abb. 74. Im Wirbelkernbereich sind die Auswirkungen des Ein-
flusses der Turbulenz auf das Strömungsfeld deutlicher ausgeprägt.
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Abbildung 74: Einfluss der Turbulenz auf die Geschwindigkeitsprofile und
Rückströmblase bei rwk = 0.004 m

Interessant ist die Veränderung der theoretischen Geschwindigkeitsprofile
im Wirbelkernbereich, die mit der Drallquelle nur schwierig zu erreichen
ist. Die Auswirkung der Variation der axialen Geschwindigkeit bei kon-
stanten tangentialen Geschwindigkeiten und Turbulenzgrößen zeigt Ab-
bildung 76. Die Reduzierung der axialen Geschwindigkeit erfolgt auf der
Achse und steigt linear bis zum Wirbelkernradius an. Mit dem Absin-
ken der axialen Geschwindigkeit bewegt sich die Rückströmblase deutlich
stromauf, was mit der Theorie von Hallett [50] (Abb. 17 aus Kap. 3.3.3)
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Abbildung 75: Einfluss der Turbulenz auf die Geschwindigkeitsprofile und
Rückströmblase bei rwk = 0.002 m

übereinstimmt.

6.2.8 Verhalten der Rückströmblase

In den vorherigen Abschnitten traten bei Veränderungen der Randbedin-
gungen in der 3D-Geometrie und in den 2D-axialsymmetrischen Model-
len starke axiale Verschiebungen der Rückströmblase auf. Hilfreich wäre,
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Abbildung 76: Einfluss des Verlaufs der axialen Geschwindigkeit im Wirbelkern auf
die Position der Rückströmblase bei rwk = 0.004 m

wenn der Trend der Verschiebung mit einer dimensionslosen Größe erfasst
werden könnte. Dazu dient folgende Überlegung: Ausgehend von der Fest-
stellung, dass die Veränderungen im achsnahen Bereich den größten Ein-
fluss auf die Rückströmblase ausüben, wird die Differenz der Totaldrücke
auf der Achse und am Eingang (x = - 220 mm) in Wandnähe verwen-
det. Bezieht man diese auf den Staudruck mit der Dichte am Eingang
ρein und der über die Mischrohrquerschnittsfläche gemittelten Geschwin-
digkeit Um, ergibt sich die gesuchte dimensionslose Größe. Abbildung 77
(Bild links) zeigt den Einfluss des Ringspaltmassenstroms mRs in der
3D-Geometrie (siehe Abb. 53 - 55) auf die dimensionslose Totaldruckdif-
ferenz. In die Grafik wurden die Fälle mit höherem Massenstrom bzw.
niedrigerer Temperatur am Eingang eingefügt (siehe Abb. 56).

Auf der Achse ist ein Totaldruckverlust gegenüber dem Totaldruck an der
Wand am Eingang vorhanden. Stromab bis kurz vor die Rückströmblase
steigt der Totaldruckverlust leicht an. In der Nähe des Staupunktes der
Rückströmblase erhöht sich der Totaldruckverlust schlagartig bis zu einem
maximalen Wert innerhalb der Rückströmblase. Von dort aus sinkt der
Totaldruckverlust stark ab bis in die Brennkammer.

Mit Reduzierung des Ringspaltmassenstroms steigt der Totaldruckverlust
auf der Achse stark an. Gleichzeitig verschiebt sich die Rückströmbla-
se stromauf. Bei dem Ringspaltmassenstrom von 0.3 g/s ist die
Rückströmblase außerhalb der Grafik (vgl. mit Abb. 54), sodass der hohe
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Abbildung 77: Position der Rückströmblase in Abhängigkeit der dimensionslosen To-
taldruckdifferenz in der 3D-Geometrie (links) und im 2D-Modell mit
Drallquelle (rechts)

Totaldruckverlust im Rückströmschlauch auftritt. Das gleiche Verhalten
wurde auch beim 2D-Modell mit Drallquelle festgestellt (Abb. 77 Bild
rechts), obwohl mit der Veränderung der Konstanten für die Drallquelle
eine große Vielfalt an Strömungsprofilen entstand (siehe Abb. 68 - 71).
Der Totaldruckverlust steigt auf der Achse, wenn der Wirbelkerndurch-
messer kleiner und/oder die Verdrallung höher wird.

Interessant ist der Einfluss der turbulenten Viskosität auf die Position
der Rückströmblase. In Abbildung 78 (Bild links) ist sichtbar, dass mit
dem Anstieg der tangentialen Geschwindigkeit (aus Abb. 73) der To-
taldruckverlust auf der Achse höher wird und die Rückströmblase sich
stromauf verschiebt. Stromauf der Rückströmblase sind die Unterschiede
des Totaldruckverlustes trotz unterschiedlicher Höhe der turbulenten Vis-
kosität (siehe Abb. 73) bei gleicher tangentialer Geschwindigkeit gering.
Im Staupunktbereich ist dieser aber bei hoher turbulenten Viskosität we-
sentlich höher als bei niedrigen turbulenten Viskositäten. Im Fall der weit
im Mischrohr positionierten Rückströmblase (rote Linien) ist besonders
auffällig, dass nicht allein die Verdrallung die Position der Rückströmblase
vorgibt. Die Veränderung des radialen Verlaufs der turbulenten Viskosität
bei konstant gehaltenen Geschwindigkeitsprofilen am Eingang (siehe Abb.
74) führt dazu, dass keine eindeutige Abhängigkeit zwischen der Positi-
on der Rückströmblase und dem Totaldruckverlust existiert (Abb. 78 Bild
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rechts). Es ist aber erkennbar, dass durch die höhere turbulente Viskosität
in Achsnähe die Rückströmblase weiter stromab liegt.

Abbildung 78: Position der Rückströmblase in Abhängigkeit der dimensionslosen To-
taldruckdifferenz im 2D-Modell mit den theoretischen Profilen

Eine Abhängigkeit der Position der Rückströmblase zum dimensionslosen
Totaldruckverlust ist nur erkennbar, wenn am Eingang in das Mischrohr
ähnliche radiale Verläufe der turbulenten Viskosität vorliegen.

6.2.9 Zusammenfassung zur Reduzierung der dreidimensiona-
len Strömung auf ein axialsymmetrisches Problem

Die Simulation der aufplatzenden Drallströmung mit einem zweidimensio-
nalen axialsymmetrischen Modell ist möglich, da durch die Reduzierung
auf zwei Dimensionen die charakteristischen Merkmale der Drallströmung
kaum beeinflusst werden. Die Drallströmung kann über

• festgehaltene Geschwindigkeitsprofile aus einer 3D-Simulation,

• festgehaltene synthetische Geschwindigkeitsprofile oder

• eine Drallquelle zur Beschreibung der Umlenkung der Strömung

erfolgen. Mit den letzten beiden aufgezeigten Möglichkeiten ist eine Viel-
falt von ähnlichen Strömungsformen produzierbar, die es gestatten, die
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Auswirkungen der radialen Geschwindigkeits- und der Turbulenzprofile
auf die Drallströmung im Mischrohr und vor allem auf die Größe und die
Position der Rückströmblase aufzuzeigen. Die wichtigsten Erkenntnisse
sind:

• Die radialen Verläufe der Geschwindigkeitsprofile und der Turbulenz
beeinflussen die Form der Rückströmblase.

• Geringe Veränderungen der Geschwindigkeitsprofile im Bereich des
Wirbelkerns führen zu großen Verschiebungen der Position der
Rückströmblase.

• Der Anstieg der turbulenten Viskosität im Bereich des Wirbelkerns
dämpft die Verschiebung der Rückströmblase.

• Die Neigung zum Wirbelaufplatzen kann nicht mit der Drallzahl be-
schrieben werden, da die Strömungsbedingungen im verhältnismäßig
schmalen Wirbelkern den größten Einfluss ausüben.
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7 Numerische Simulation des verbren-
nungsinduzierten Wirbelaufplatzens

Im vorherigen Kapitel konnte aufgezeigt werden, dass sowohl die drei-
dimensionale Berechnung der verdrallten Strömung ohne Verbrennung
die experimentellen Daten gut wiedergibt als auch eine Reduzierung der
Simulation auf ein 2D-axialsymmetrisches Modell realisierbar ist. Somit
sind die nächsten Schritte die Berechnung des Flammenrückschlags mit
den in Kapitel 5.3 ausgewählten Verbrennungsmodellen und die Untersu-
chung der Wechselwirkung der Wärmefreisetzung mit der Drallströmung,
die zu einem Flammenrückschlag führt. Zur Einführung werden vorab
die simulierten Flammenrückschlagsergebnisse mit den in Kapitel 2 vor-
gestellten experimentellen Daten verglichen.

7.1 Vergleich der Ergebnisse mit den experimentel-

len Daten

Das obere Bild in Abbildung 79 zeigt eine stabile Flamme bei einer Luft-
zahl von 1.7, die in der 3D-Geometrie mit dem Verbrennungsmodell von
Schmid numerisch ermittelt wurde. Die Randbedingungen stammen von
der kalten Strömung (Abb. 47) mit einem Hauptmassenstrom von 70 g/s,
einem Spaltmassenstrom von 0.5 g/s und einer Eingangstemperatur von
573 K. Bei Reduzierung der Luftzahl λ in ∆λ-Schritten von 0.1 propa-
giert die Flamme ab λ = 1.2 plötzlich gegen die hohe axiale Strömungsge-
schwindigkeit (siehe Abb. 47 bzw. 53). Nach jedem Reduzierungsschritt
lief die Simulation bis zu einer Konvergenz der Lösung. Das untere Bild in
Abbildung 79 stellt einen Zwischenzustand der propagierenden Flamme
bei λ = 1.2 dar.

Für diese instationäre Simulation mit einer schrittweisen Reduzierung
der Luftzahl benötigten acht parallel geschaltete Computer einige Mona-
te. Deshalb wurde für eine detaillierte Analyse des Flammenrückschlags
die für die Strömung ohne Verbrennung erfolgreich durchgeführte Re-
duzierung auf ein 2D-axialsymmetrisches Modell verwendet. Abbildung
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Abbildung 79: Temperaturfelder bei λ = 1.7 (oben) und λ = 1.2 (unten) im 3D Modell

80 stellt Temperaturfelder bei einer Reduzierung der Luftzahl von 1.5 auf
1.1 dar. Diese wurden in den 2D-axialsymmetrischen Modellen sowohl mit
den aus der 3D-Simulation übernommenen festen Profilen (Geschwindig-
keitskomponenten, Reynoldsspannungen und Dissipation) als auch mit
der Drallquelle berechnet. Die Randbedingungen stammen wie bei der
3D-Simulation von den kalten Strömungsberechnungen (Abbildung 60).

Die Flamme propagiert wie im 3D-Modell unter einer kritischen Luftzahl
stromauf durch das Mischrohr. In der 2D-axialsymmetrischen Simulation
mit der Drallquelle propagiert die Flamme im Gegensatz zum Fall mit
den festen Profilen am Eingang weiter in den Drallerzeuger. Dies kann in
der Realität zur Zerstörung des Drallbrenners führen. Weiterhin wurde
mit dem 2D-axialsymmetrischen Modell mit festen Profilen am Einlass
eine Parameterstudie zu den von Kröner [73] experimentell festgestellten
Flammenrückschlagsgrenzen durchgeführt. Dabei wurde der Massenstrom
bei einer Eingangstemperatur von 673 K variiert bzw. die Eingangstem-
peratur bei einem Massenstrom von 70 g/s variiert (Abbildung 81). In der
numerischen Parameterstudie wurde, wie oben beschrieben, bei konstan-
ten Randbedingungen die Luftzahl in Schritten von ∆λ = 0.05 reduziert.
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Abbildung 80: Temperaturfelder bei λ = 1.5 (oben) und 1.1 (unten) im 2D-
axialsymmetrischen Modell

Als Kriterium für die kritische Grenze zum Flammenrückschlag wurde
der Wert der Luftzahl gewählt, oberhalb dessen eine in das Mischrohr
propagierende Flamme beobachtet wird.

Die experimentell ermittelten kritischen Luftzahlen für Methan stimmen
mit den Rechenergebnissen sehr gut überein (Abb. 81). Mit Erhöhung
der Eingangstemperatur bei konstantem Massenstrom verschiebt sich die
Flammenrückschlagsgrenze zu höheren Luftzahlen. Außerdem verändert
sich mit Erhöhung des Massenstroms die Flammenrückschlagsgrenze zu
niedrigeren Luftzahlen. Die Kontur der durch das Mischrohr propagie-
renden Flamme ermittelte Fritz [40] mit Hochgeschwindigkeitsaufnahmen
über das Eigenleuchten (Abb. 9). Diese wird in Abbildung 82 mit dem
Temperaturfeld der numerisch berechneten propagierenden Flamme über-
lagert.

Die schwarze Konturlinie zeigt, wo die Axialgeschwindigkeit verschwin-
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Abbildung 81: Kritische Luftzahlen für Methan bei Variierung von Massenstrom bzw.
Eingangstemperatur

Abbildung 82: Vergleich der experimentell ermittelten Flammenkontur mit dem nu-
merisch ermittelten Temperaturfeld einer propagierenden Flamme

det und bildet die Rückströmblase ab. Die Flammenspitze hinkt etwas
hinter dem Staupunkt der Rückströmblase her. Die numerisch vorher-
gesagte Flammenform ist vergleichbar mit der experimentell ermittelten
Flammenkontur, obwohl die Schwierigkeit besteht, die Flammenkontur
aus dem Experiment einem definierten Temperaturniveau zuzuordnen.

Abbildung 83 zeigt die Verläufe der axialen und tangentialen Geschwin-
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digkeitskomponenten im Bereich der Rückströmblase bei einer durch das
Mischrohr propagierenden Flamme. Diese sind in axialer Richtung und
parallel zu der Geometrieachse in den radialen Abständen von 0, 10, 20
und 30 mm aufgetragen.

Abbildung 83: Geschwindigkeitsverläufe in axialer Richtung (r = 0, 10, 20 und 30 mm)
im Rückströmblasenbereich während eines Flammenrückschlags

Wiederum ist eine sehr gute quantitative Übereinstimmung der Verläufe
der axialen und tangentialen Geschwindigkeitskomponenten feststellbar.
Nur bei der tangentialen Geschwindigkeitskomponente bei r = 0 mm ist
in der numerischen Simulation keine Schwankung der Geschwindigkeit in-
folge der Bewegung des Wirbelkerns um die Achse vorhanden. Der Grund
liegt in der 2D-axialsymmetrischen Simulation, die keine 3D-Effekte er-
fassen kann.

Alle Vergleiche mit den experimentellen Daten wurden mit den numeri-
schen Ergebnissen aus dem 2D-axialsymmetrischen Modell durchgeführt.
Die weitgehende Übereinstimmung zeigt, dass das verbrennungsindu-
zierte Wirbelaufplatzen auf ein zweidimensionales Phänomen reduziert
werden kann. Zusätzlich deuten Vergleiche auf eine gute Wiedergabe
der strömungsphysikalischen Mechanismen des verbrennungsinduzierten
Wirbelaufplatzens durch das numerisch robuste Verbrennungsmodell von
Schmid hin.

Im nächsten Kapitel erfolgt zunächst eine Analyse der in Kapitel 5.3
ausgewählten Verbrennungsmodelle. Dabei wird erklärt, warum das Ver-
brennungsmodell von Schmid am geeignetsten ist und deshalb bevorzugt
verwendet wurde.
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7.2 Vergleich der ausgewählten Verbrennungsmo-

delle

Das Eddy-Breakup Modell, die Verbrennungsmodelle von Zimont und
Schmid sind Volumenreaktionsmodelle, die von drei unterschiedlichen
Ansätzen ausgehen. Diese basieren auf

• einer mischungskontrollierten Reaktion mit chemisch abhängiger
Kontrolle der Verbrennung,

• der Vorgabe einer turbulenten Flammengeschwindigkeit und

• einer Serienschaltung von skalarer Dissipation und chemischer Reak-
tion mit nachfolgender Formulierung einer turbulenten Flammenge-
schwindigkeit.

Die Abbildungen 84 und 85 stellen die mit diesen Modellen ermittelter
Temperaturverläufe bzw. Reaktionsraten bei unterschiedlichen Luftzah-
len dar.

Abbildung 84: Temperaturverläufe der Modelle von Schmid bzw. Zimont und des
Eddy-Breakup Modells im stabilen Zustand (links) und nach einem
Flammenrückschlag (rechts)

Mit allen drei ausgewählten Verbrennungsmodellen sind trotz der un-
terschiedlichen Verläufe der chemischen Reaktionsraten und der Tempe-
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Abbildung 85: Reaktionsraten der Modelle von Schmid bzw. Zimont und des Eddy-
Breakup Modells im stabilen Zustand (links) und nach einem Flam-
menrückschlag (rechts)

ratur Simulationen von Flammenrückschlägen möglich. Die entscheiden-
de Frage ist aber, ob die Verbrennungsmodelle den Flammenrückschlag
physikalisch richtig und insbesondere die experimentell ermittelten Flam-
menrückschlagsgrenzen präzise wiedergeben können. Aus diesem Grund
werden die drei Verbrennungsmodelle auf der Basis des Verlaufs der Re-
aktionszone bzw. des Flammenlöschens diskutiert.

Kröner [73] und Fritz [40] stellten in ihren Arbeiten fest, dass die Verbren-
nung im Rückströmblasenbereich nicht vollständig abläuft und idealerwei-
se von einem Rührkessel (chemisch limitierte Verbrennung) ausgegangen
werden kann. Abbildung 86 zeigt in einer LIF-Aufnahme die Verteilung
der OH-Radikale in der Rückströmblase. Die OH-Radikale gelten als Indi-
kator zur Ortung der Flammenzone, da in der Hauptreaktionszone infolge
der chemischen Umsetzung eine große Anzahl von OH-Radikalen auftritt.

In Übereinstimmung mit der in Kapitel 4.2 beschriebenen Klassifizierung
der Wechselwirkung zwischen Turbulenz und chemischer Reaktion herr-
schen verdickte Flammenfronten bzw. Reaktionszonen wie in einem Rühr-
kessel vor. Die mit dem Verbrennungsmodell von Schmid numerisch be-
rechnete Flammenzone (Abb. 85) beschreibt am besten die experimentell
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Abbildung 86: OH-Radikale in der Rückströmblase

dargestellte Flammenzone. Es berechnet im Vergleich zu den anderen Mo-
dellen die breiteste Flammenzone sowohl im stabilen als auch im zurück-
geschlagenen Zustand. Außerdem ist die Reaktionsrate niedrig, was auf
eine erschwerte chemische Umsetzung in der Rückströmblase und auf ver-
dickte Flammenfronten bzw. ein Rührkesselverhalten hindeutet. Dagegen
berechnen das Modell von Zimont bzw. das Eddy-Breakup Modell eine
hohe chemische Umsetzung mit der Folge einer schmalen Reaktionszone
insbesondere im Bereich der Rückströmblase. Beim Modell von Zimont
führt diese Abweichung im Gegensatz zu den experimentellen Studien zu
einem Flammenrückschlag bereits bei λ = 1.5.

Um die Entstehung der dünnen Reaktionszonen bei zwei der drei un-
tersuchten Modelle zu erklären, werden die Verbrennungsmodelle in den
nächsten Abschnitten analysiert.

7.2.1 Eddy-Breakup Modell

Bei der Vorhersage der Reaktionszone mit dem Eddy-Breakup Modell ist
von der unverbrannten Seite aus gesehen eine scharfe Linie der Reakti-
onszone mit gleichmäßiger Dicke und Höhe der Umsetzung erkennbar. Sie
entsteht durch den in Kapitel 5.3.3 beschriebenen sprunghaften Wechsel
vom unverbrannten in den reaktiven Zustand mittels einer vorgegebenen
globalen kritischen Damköhlerzahl. Im unverbrannten Zustand ist das
chemische Zeitmaß im gesamten Strömungsfeld aufgrund der homogenen
Brennstoff-Luft-Mischung konstant. Folglich ist das turbulente Zeitmaß
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an der gesamten vordersten Reaktionsfront identisch. Da der Quellterm
des Eddy-Breakup Modells im Grundkonstrukt nur von der Umkehrfunk-
tion des turbulenten Zeitmaßes abhängt, führt dies anfänglich zu einer
gleichmäßigen chemischen Umsetzung an der gesamten vorderen Flam-
menfront. Zusätzlich geht der chemische Einfluss nicht quantitativ richtig
in die Verbrennung ein, da beim Unterschreiten der kritischen Damköhler-
zahl der Quellterm einfach auf Null gesetzt wird. Innerhalb der Flamme
wird in den Gebieten mit größeren Damköhlerzahlen als der kritischen die
Reaktion nur vom turbulenten Zeitmaß gesteuert. Dies kann insbesondere
in Bereichen mit hoher Scherung zu unphysikalisch hohen Reaktionsraten
führen, da dieser Vorgang quasi den Übergang zwischen der mischungs-
limitierten Verbrennung (gewellte bzw. gefaltete Flammenfronten) und
der chemisch limitierten Verbrennung (Rührkessel) im Grenzbereich zum
Flammenlöschen darstellt. Dabei wird der dazwischenliegende Effekt der
aufgebrochenen, verdickten Flammenfronten ignoriert. Somit können bei
einem komplexen Verbrennungssystem die in der Flammenzone örtlich
unterschiedlichen Wechselwirkungen zwischen Turbulenz und chemischer
Reaktion mit diesem Verfahren nicht korrekt beschrieben werden. Zusätz-
liche Schwierigkeiten bereitet die analytische Erfassung eines chemischen
Selbstzündungszeitmaßes für einen großen Temperatur- bzw. Luftzahlbe-
reich, um den chemischen Einfluss im Bereich des Flammenlöschens genau
wiederzugeben. Die Folge ist ein ungenauer Verlauf der Reaktionsfront.

Abgesehen von der beschriebenen Problematik zur Berechung der Reakti-
onsrate hat das Modell den Vorteil eines freien Parameters (s. Gleichung
(129)), der zur Steuerung der Berechnung der Flammenrückschlagsgren-
zen eingesetzt werden kann. Eine Möglichkeit zur Abschätzung der Höhe
der kritischen Damköhlerzahl ist die Verknüpfung der Damköhlerzahl
mit der von Kröner [73] formulierten dimensionslosen Konstante Cquench

(Gleichung (3) in Kap. 2.3). Über Cquench ermittelte Kröner einen kriti-
schen Wert, bei dem ein Flammenrückschlag in einer Drallströmung durch
Quenching verhindert wird. Dieser Effekt führt zum Flammenlöschen in
der Rückströmblase. Die Damköhlerzahl ist definiert als

Da =
τt

τc
. (126)



134 7 Numerische Simulation des verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens

In diese Gleichung fügen wir das turbulente Zeitmaß

τt =
lt
u′

(127)

und die Schwankungsgeschwindigkeit u′ als Produkt aus der Turbulen-
zintensität I und der über die Mischrohrquerschnittsfläche gemittelten
Geschwindigkeit Um

u′ = IUm (128)

ein und kombinieren sie mit Gleichung 3. Damit erhalten wir die Ver-
knüpfung mit der lokalen Damköhlerzahl

Da =
lt
D

1

I

1

Cquench
. (129)

Für Da < Dakrit findet Flammenlöschen innerhalb der Rückströmblase
statt. Generell problematisch ist die Anwendung dieses Verbrennungsmo-
dells immer dann, wenn neue Konfigurationen untersucht werden sollen,
was ja der eigentliche Zweck der Simulation ist. Der Grund liegt in der
von der geometrischen Form eines Drallbrenners abhängigen kritischen
Konstante Cquench. Für deren Ermittlung sind vorab einige Experimente
notwendig.

7.2.2 Modelle von Zimont und Schmid

Die Quellterme q der Modelle von Schmid und Zimont basieren auf ana-
lytischen Formulierungen der turbulenten Flammengeschwindigkeiten Ut:

qZimont = Ut,Zimontρein|∇c̃|

qSchmid =
U 2

t,Schmid

u′lint
ρeinc(1− c)YBr (130)

mit
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Ut,Zimont = Au′(Dat)
1/4

Ut,Schmid = SL + u′(1 + Da−2
t )−1/4 . (131)

Da die Modelle einen großen Bereich im Borghidiagramm (Abb. 24) er-
fassen sollen, wurde deren Verhalten in den Grenzfällen der unendlich
schnellen Chemie (Da � 1) und insbesondere auch der langsamen Che-
mie (Da � 1 mit u′ � SL) untersucht.

Im Grenzfall der unendlich schnellen Chemie ist das chemische Zeitmaß
der Reaktion wesentlich kleiner als das Turbulenzzeitmaß. Somit ist die
Damköhlerzahl Dat � 1 und repräsentiert im Borghidiagramm (Abb.
24) die gewellten bzw. gefalteten Flammenfronten. Für die turbulenten
Flammengeschwindigkeiten beider Modelle gilt:

Ut,Zimont = Au′(Dat)
1/4

Ut,Schmid = SL + u′ (132)

Im Gegensatz zur turbulenten Flammengeschwindigkeit von Schmid mit
der direkten Abhängigkeit von der Schwankungsgeschwindigkeit u′ ist die
turbulente Flammengeschwindigkeit von Zimont zusätzlich proportional
zum integralen Längenmaß lint. Bei Annahme von u′ ≈ SL und lint � δL,
entsprechend der waagrechten Linie im Borghidiagramm (Abb. 24), kann
die turbulente Flammengeschwindigkeit bei weiterer Vergrößerung des in-
tegralen Längenmaßes nicht ansteigen. Die Flamme ist hier nur leicht ge-
wellt und die kleinsten Wirbel mit dem kolmogorovschen Längenmaß grei-
fen nicht in die Reaktionszone ein, da diese wesentlich größer als die Flam-
mendicke sind. Daher wird die Flammenausbreitung schwerpunktmäßig
von der turbulenten Schwankungsgeschwindigkeit gesteuert. Diese phy-
sikalische Interpretation widerspricht der analytischen Formulierung der
turbulenten Flammengeschwindigkeit von Zimont. Bei Betrachtung der
chemischen Umsetzungsrate verhält sich das Modell von Zimont direkt
proportional zur turbulenten Flammengeschwindigkeit. Gleichzeitig be-
wegt sich das Modell von Schmid in Richtung eines Eddy-Breakup Mo-
dells mit der mischungskontrollierten Verbrennung:
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qSchmid =

(
SL

u′
+ 1

)2
u′

lint
ρeinc(1− c)YBr . (133)

Eine langsame chemische Umsetzung (Dat � 1 und u′ � SL) führt hier
im Borghidiagramm (Abb. 24) zu einem Rührkesselverhalten mit rein che-
misch gesteuertem Umsatz. In diesem Grenzfall lauten die analytischen
Formulierungen der turbulenten Flammengeschwindigkeiten:

Ut,Zimont = Au′(Dat)
1/4

Ut,Schmid = SL + u′Da
1/2
t . (134)

Die von Zimont formulierte turbulente Flammengeschwindigkeit ist bei
langsamer Chemie und hoher Turbulenz wesentlich höher als die von
Schmid. Bei konstant hoher Schwankungsgeschwindigkeit mit gleichzei-
tiger Verringerung des integralen Längenmaßes verschwindet die tur-
bulente Flammengeschwindigkeit von Zimont. Dagegen bewegt sich die
von Schmid analytisch formulierte turbulente Flammengeschwindigkeit
in Richtung der laminaren Flammengeschwindigkeit. Auch die chemische
Umsetzungsrate des Modells von Zimont verschwindet wie die turbulente
Flammengeschwindigkeit. Die von Schmid wird dagegen durch

qSchmid =
1

τc
ρeinc(1− c)YBr (135)

beschrieben. Der Umsatz wird hier rein chemisch kontrolliert.

Die oben aufgezeigten Schwierigkeiten des Modells von Zimont für die
Grenzfälle verdeutlichen, dass das Modell speziell für aufgebrochene, ver-
dickte bzw. gefaltete Flammenfronten erstellt wurde. Schmid [117] er-
reicht mit seinem Modell eine Übereinstimmung zu den in der Literatur
hergeleiteten theoretischen Beziehungen auf Basis des Borghidiagramms.
Schmid simulierte eine ganze Reihe von in der Literatur beschriebenen
Experimenten und bewies eine breite Anwendbarkeit seines Modells fast
im gesamten Borghidiagramm. Zum Vergleich der turbulenten Flammen-
geschwindigkeiten beider Modelle sind in Abb. 87 einige Ergebnisse aus
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der Originalarbeit [117] aufgetragen. Eindeutig beschreibt der mit dem
Modell von Schmid (durchgezogene Linie) vorhergesagte Verlauf der tur-
bulenten Flammengeschwindigkeit die experimentellen Messpunkte mit
den Fehlertoleranzen besser als der mit dem Modell von Zimont ermittel-
te Verlauf (punktierte Linie).

Abbildung 87: Vergleich der turbulenten Flammengeschwindigkeit der Modelle von
Zimont und Schmid mit experimentellen Daten [117] für Methan

Das Modell von Zimont ergibt eine zu hohe turbulente Flammengeschwin-
digkeit, die zu einer hohen chemischen Umsetzung führt. Aus diesem
Grund führt das Modell, wie in Abbildung 84 bereits gezeigt wurde, zu
einem Flammenrückschlag bei einer zu hohen Luftzahl. Das Problem liegt
in der Begrenzung des Modells auf den Bereich der aufgebrochenen, ver-
dickten Flammenfronten. Um mit dem Modell von Zimont auch Bereiche
außerhalb dieses Regimes erfassen zu können, kommt der Streckungsfak-
tor G (Gl. (93)) zum Tragen. Der Streckungsfaktor wurde in dieser Ar-
beit in den durchgeführten Simulationen jedoch nicht angewandt, da die
Ermittlung eines kritischen Geschwindigkeitsgradienten gcr große Schwie-
rigkeiten bereitete. Dieser kann zum Beispiel durch die Simulation von
Gegenstromflammen bestimmt werden (Programmpaket RUN1DL [110]).
Bei kontinuierlicher Erhöhung der Massenströme und des daraus resul-
tierenden Geschwindigkeitsgradienten erlischt die Flamme plötzlich und
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man erhält gcr an dieser Grenze. Der kritische Geschwindigkeitsgradient
ist jedoch stark vom Reaktionsschema abhängig, wie Beispielrechnungen
mit unterschiedlichen Mechanismen (GRI 1.2 [39], GRI 3.0 [126] oder
Warnatz [142]) zeigten. Deshalb konnte der Streckungsfaktor nicht ein-
deutig quantifiziert werden. Brandt [16] untersuchte diese Problematik
ausführlich und bestätigte diese Schwierigkeiten. Zimont [150] wiederum
erwähnt eine Abhängigkeit des kritischen Geschwindigkeitsgradienten für
unterschiedliche Anwendungsfälle. Dieser empfiehlt für Berechnungen in
der industriellen Anwendung ein

”
Tunen“ des kritischen Geschwindig-

keitsgradienten, bis die mit dem Verbrennungsmodell berechneten Ergeb-
nisse mit den experimentellen Daten übereinstimmen. Damit geht aber
die Fähigkeit der Simulation zur Vorhersage sensitiver strömungsmecha-
nischer Effekte weitgehend verloren.

7.2.3 Berechnung des chemischen Zeitmaßes

Im Abschnitt 7.2.1 wurde eine Verknüpfung der Damköhlerzahl mit der
von Kröner hergeleiteten dimensionslosen Konstante Cquench formuliert.
Die Wahl von Cquench hat einen starken Einfluss auf die Vorhersage der
Rückschlagsgrenzen. Die wichtigste Forderung ist somit eine genaue Vor-
gabe des in der Damköhlerzahl vorkommenden chemischen Zeitmaßes.
Ein Ziel ist daher die Untersuchung der korrekten Wiedergabe des im Mo-
dell von Schmid vorkommenden chemischen Zeitmaßes. Schmid erfasst die
Auswirkung unterschiedlicher Brennstoffzusammensetzungen auf das che-
mische Zeitmaß über den Faktor CW (Kap. 5.3.2). Kröner [73] zeigte aber,
dass das von Schmid vorgeschlagene chemische Zeitmaß τc = a/(S2

LC2
W )

nicht dazu geeignet ist, seine Daten mit ausreichender Genauigkeit zu
korrelieren. Bessere Ergebnisse erreichte er durch chemische Zeitmaße, die
über das Modell des Rührkessels aus dem Programmpaket CHEMKIN II
[66] ermittelt wurden. Um die Auswirkungen der beiden chemischen Zeit-
maße auf die turbulente Flammengeschwindigkeit aus dem Modell von
Schmid zu überprüfen, wurde letztere mit den in Abb. 87 gezeigten ex-
perimentell ermittelten Werten verglichen. Bei der Ermittlung der turbu-
lenten Flammengeschwindigkeit mit den aus dem Rührkessel berechneten
chemischen Zeitmaßen wurde die von Kröner [73] angelegte Datenbank
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der chemischen Zeitmaße in Abhängigkeit von Eingangstemperatur, Luft-
zahl und Druck verwendet. Dabei wurde zur einfacheren Handhabung
der Interpolation zwischen den komplexen Kurvenscharen eine algebrai-
sche Gleichung unter Anwendung der Evolutionsstrategie von Rechenberg
[108] formuliert. In Abbildung 87 ist der mit dem chemischen Zeitmaß aus
dem Rührkessel ermittelte Verlauf der turbulenten Flammengeschwindig-
keit (gestrichelte Linien) zusätzlich eingezeichnet. Bei der Variation der
Luftzahl λ sind erhebliche Verbesserungen sichtbar.

Dieses Ergebnis verdeutlicht, dass für die präzise Erfassung der Interak-
tion der chemischen Reaktion mit der Turbulenz eine genaue Wiedergabe
des chemischen Zeitmaßes angestrebt werden sollte. Andererseits scheint
die einfache Formulierung von Schmid den Anforderungen zu genügen,
da die in Kapitel 7.1 dargestellten numerischen Ergebnisse mit der expe-
rimentellen Messung quantitativ sehr gut übereinstimmen.

7.2.4 Vergleich der Damköhlerzahlen

Die Damköhlerzahlen der drei Verbrennungsmodelle können nicht direkt
miteinander verglichen werden, da sie von unterschiedlichen Zeitmaß-
ansätzen ausgehen:

Eddy-Breakup Modell Modell von Zimont Modell von Schmid

k

ετch

0.247
k

ε

S2
L

a

0.09k

4.96ε

S2
l

C2
W ao

Tabelle 1: Formulierung der Damköhlerzahl in den Verbrennungsmodellen

Ein Vergleich der Formulierungen von Zimont und Schmid zeigt, dass
sich die Damköhlerzahlen für Methan um den Faktor 19.6 unterschei-
den. In der Damköhlerzahl von Schmid berücksichtigten manche Autoren
wie zum Beispiel Liakos [81], Lipatnikov [82] und Pieringer [101] den
Vorfaktor von 0.09 nicht, was zu einer erhöhten turbulenten Flammenge-
schwindigkeit und einer

”
aggressiveren“ chemischen Umsetzung führt. In

Abbildung 87 sind die Verläufe der turbulenten Flammengeschwindigkeit
mit (durchgezogene Linie) und ohne (strichpunktierte Linie) Vorfaktor
von 0.09 dargestellt. Ein Vergleich beider Kurven macht die Bedeutung
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der korrekten Wiedergabe der Modelle deutlich.

7.2.5 Zusammenfassung

Das Modell von Schmid wurde für die Berechnung des verbrennungsin-
duzierten Wirbelaufplatzens ausgewählt, da

• keine Anpassung von Konstanten an die jeweiligen Experimente er-
forderlich ist,

• die Ermittlung der chemischen Stoffdaten schnell bzw. einfach ist,

• der chemische Einfluss auf die Verbrennung gut wiedergegeben wird
und

• das Verbrennungsmodell einen großen Bereich des Borghidiagramms
physikalisch am besten erfasst.

Da das Modell von Schmid die Rückschlagsgrenzen quantitativ sehr gut
wiedergibt, ist davon auszugehen, dass auch die Wechselwirkungen zwi-
schen Turbulenz und chemischer Reaktion angemessen erfasst werden.
Damit scheint der Ansatz auch zur genauen Analyse der Mechanismen,
die zum verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzen führen, geeignet zu
sein.

7.3 Analyse des verbrennungsinduzierten Flam-

menrückschlags

In den früheren experimentellen Studien (Fritz [40], Kröner [73]) stellte
sich heraus, dass die Drallströmungen hinsichtlich ihrer Flammenrück-
schlagsneigung in zwei Klassen unterschieden werden müssen:

• Flammenrückschlagssichere Drallströmung (Fall 1)

• Drallströmung mit Flammenrückschlag bei Reduzierung der Luftzahl
(Fall 2)
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In der numerischen Simulation bildet das 2D-axialsymmetrische Modell
unter Verwendung des in FLUENT [57] vorhandenen Reynoldsspannungs-
modells und des Verbrennungsmodells von Schmid (Kap. 5.3.2) die Basis
zur Untersuchung der Mechanismen für das verbrennungsinduzierte Wir-
belaufplatzen. Für die Unterscheidung in Fall 1 und Fall 2 wurden zwei
nahezu identische Drallströmungen erzeugt. Die einzige Veränderung am
Eingang in das Mischrohr ist die Erhöhung der tangentialen Geschwin-
digkeit im achsnahen Bereich um 5 % bei Fall 2. Dieser ist in Abbildung
88 mit einer roten Linie markiert. Um eine realitätsnahe radiale Turbu-
lenzverteilung zu erhalten, erfolgt eine Anpassung an den mit der 3D-
Geometrie berechneten Verlauf der Turbulenz (Abb. 55). Dazu wird am
Eingang in das Mischrohr eine von der Symmetrieachse aus radial linear
ansteigende turbulente Viskosität µt verwendet. Beide Drallströmungen
zeigen ähnliche Verläufe der axialen Geschwindigkeit. In Fall 2 liegt die
Rückströmblase aufgrund der höheren Verdrallung im achsnahen Bereich
etwas tiefer im Mischrohr.

Die Verbrennung bei der Luftzahl λ = 1.5 führt in beiden Fällen zu einer
stabilen Flamme mit einer nahezu identischen Flammenzone (obere Bilder
der Temperaturverteilung in Abb. 89). Die Position der Rückströmbla-
se (schwarze Konturlinie) wird von der Wärmefreisetzung kaum beein-
flusst. Von diesem Zustand aus wird in beiden Drallströmungen die In-
tensität der Verbrennung durch die schrittweise Reduzierung der Luftzahl
λ erhöht. Die Temperaturfelder für Fall 1 bzw. Fall 2 sind auf der linken
bzw. rechten Seite der Abbildung 89 zu sehen.

Bei der Reduzierung der Luftzahl von 1.5 auf 1.0 steigt die Temperatur
in der Brennkammer. Dies führt in Fall 1 zu einer kürzeren und kompak-
teren Flamme mit einer schmäleren Flammenzone, die weiterhin stabil in
der Brennkammer bleibt. In Fall 2 verhält sich die Flamme ähnlich wie
in Fall 1, mit dem Unterschied der Ablösung einer kleinen Rückströmbla-
se von der Rückströmzone bei λ = 1.2. Diese bewegt sich weiter in das
Mischrohr zu einer neuen Gleichgewichtslage. Bei einer weiteren Redu-
zierung von λ auf 1.1 bricht das Gleichgewicht zusammen und die kleine
Blase wandert auf der Achse stromauf gegen die hohe axiale Strömung.
Die minimale Veränderung der tangentialen Geschwindigkeit bewirkt also
ein völlig unterschiedliches Verhalten beider Drallströmungen bei Verrin-
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Abbildung 88: Theoretische Geschwindigkeitsprofile und turbulente Viskosität am
Eingang (schwarz: Fall 1, rot: Fall 2); Verlauf der axialen Geschwindig-
keit

gerung der Luftzahl. Nun stellt sich die Frage, warum die Flamme in
Fall 2 im Gegensatz zu Fall 1 gegen die hohe axiale Strömung propa-
gieren kann. In den nächsten Abschnitten werden die Mechanismen, die
einen Flammenrückschlag einleiten bzw. verhindern, schrittweise aus den
numerischen Ergebnissen herausgefiltert.

7.3.1 Strömungsfeld

In diesem Abschnitt wird das Verhalten der Drallströmung im Mischrohr
und im Bereich der Rückströmblase bei Absenkung der Luftzahl analy-
siert. Gleichzeitig werden die Ursachen für das unterschiedliche Verhalten



7.3 Analyse des verbrennungsinduzierten Flammenrückschlags 143

Abbildung 89: Temperaturfelder bei Veränderung der Luftzahl λ; links: Fall 1, rechts:
Fall 2

zwischen Fall 1 und Fall 2 aufgezeigt.

Strömung im Mischrohr

Die erste Untersuchung gilt der Strömung im Mischrohr stromauf der
Rückströmblase. Dort stellt sich die Frage, ob die Absenkung der Luftzahl
das Strömungsfeld beeinflusst und dadurch einen Flammenrückschlag
herbeiführt. Dazu werden die wichtigsten die Strömung beschreibenden
Größen wie der Druck p, die axialen bzw. tangentialen Geschwindigkeits-
komponenten U bzw. W und die turbulente Viskosität µt an den axialen
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Positionen von -191 mm, -91 mm und -66 mm in Abhängigkeit vom Radi-
us r und der Luftzahl λ aufgetragen (Abb. 90 und 91). Für einen Vergleich
dieser Größen zwischen Fall 1 und Fall 2 werden die Verläufe bei λ = 1.5
an den axialen Positionen bei -191 mm und -66 mm in Abb. 92 gemeinsam
dargestellt.

Abbildung 90: Strömungsgrößen in radialer Richtung bei x = -66 mm, -91 mm und
-191 mm für Fall 1 bei λ = 1.5, 1.2 und 1.0

In Fall 2 herrscht im achsnahen Bereich an beiden Positionen ein niedrige-
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Abbildung 91: Strömungsgrößen in radialer Richtung bei x = -66 mm, -91 mm und
-191 mm für Fall 2 bei λ = 1.5, 1.3 und 1.2
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Abbildung 92: Strömungsgrößen in radialer Richtung bei x = -66 mm (gestrichelt)
und -191 mm (durchgezogen) für Fall 1 (schwarz) und Fall 2 (rot) bei
λ = 1.5

rer Druck, der durch die erhöhte tangentiale Geschwindigkeit verursacht
wird. Außerdem ist bei x = -66 mm das Maximum der axialen Geschwin-
digkeit etwas geringer als in Fall 1. In den übrigen Bereichen sind beide
Drallströmungen identisch.

Die Abbildungen 90 und 91 verdeutlichen die Veränderung der
Strömungsgrößen bei einer Reduzierung der Luftzahl λ. Sowohl in Fall
1 als auch in Fall 2 erhöht sich der statische Druck mit Reduzierung der
Luftzahl λ. In Fall 1 treten keine Veränderungen in den Verläufen der Ge-
schwindigkeiten und der turbulenten Viskosität auf. Dagegen verringern
sich in Fall 2 bei x = - 66 mm im achsnahen Bereich die Geschwin-
digkeitsprofile bei gleichzeitig starker Erhöhung des Unterdrucks. Der
Grund dafür liegt im Stromaufwandern der Rückströmblase. Bei λ = 1.5
liegt der Staupunkt der Rückströmblase bei x = - 43 mm. Dieser wan-
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dert mit Reduzierung der Luftzahl auf λ = 1.3 bzw. λ = 1.2 nach x
≈ -50 mm bzw. x ≈ -58 mm. Vor dem Staupunkt der Rückströmblase
wird die Strömung umgelenkt, sodass sich bei x = -66 mm die radia-
len Verläufe der Strömungsgrößen verändern. Dies zeigt, dass die Bewe-
gung der Rückströmblase stromauf nur das Strömungsfeld in der Nähe
des Staupunktes beeinflusst.

In Kapitel 6.2.8 konnten einige Trends zur Positionierung der
Rückströmblase in unterschiedlichen Drallströmungen herausgearbei-
tet werden. In Drallströmungen ohne Verbrennung verschiebt sich die
Rückströmblase stromauf, wenn der dimensionslose Totaldruckverlust auf
der Achse im Mischrohr ansteigt. Den Verlauf des dimensionslosen Total-
druckverlustes entlang der Achse bei unterschiedlichen Luftzahlen zeigt
Abbildung 93.

Abbildung 93: Totaldruckverteilung auf der Achse in Fall 1 und Fall 2 bei verschiede-
nen Luftzahlen

In Fall 2 ist der dimensionslose Totaldruckverlust höher als in Fall 1 und
die Rückströmblase ist weiter stromauf im Mischrohr positioniert. Die
Reduzierung der Luftzahl hat, wie in den Abbildungen 90 und 91 bereits
gezeigt, keinen Einfluss auf den Verlauf des Totaldruckverlustes stromauf
der Rückströmblase. Interessanterweise sinkt nur in Fall 1 der dimensions-
lose Totaldruckverlust in der Rückströmblase mit Erhöhung der Wärme-
freisetzung. Dagegen verschiebt sich die Rückströmblase in Fall 2 bei kon-
stantem dimensionslosen Totaldruckverlust stromauf. Bei Absenkung der
Luftzahl ergibt sich darüber hinaus in beiden Fällen ein deutlicher An-
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stieg des dimensionslosen Totaldruckverlustes in der Brennkammer.

Mit der minimal höheren Verdrallung im achsnahen Bereich und dem
daraus resultierenden niedrigeren Druck bzw. höheren dimensionslosen
Totaldruckverlust auf der Achse ist die Neigung zu einem Flammenrück-
schlag offensichtlich höher. Die Mechanismen, die zum verbrennungsindu-
zierten Wirbelaufplatzen führen, müssen im Bereich der Rückströmblase
zu finden sein, da das Strömungsfeld weiter stromauf von der Verbrennung
nicht beeinflusst wird.

Strömung im Rückströmblasenbereich

Zur Veranschaulichung der Wechselwirkung der Verbrennung mit dem
Strömungsfeld im Bereich der Rückströmblase werden die Staupunkte in
den Ursprung des Koordinatensystems verschoben (Abb. 94).

Abbildung 94: Form der Rückströmblase (durchgezogene Linie) und Ausdehnung der
Flammenzone (gestrichelte Linien) bei Veränderung von λ für Fall 1
und Fall 2
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In der oberen Grafik der Abbildung 94 sieht man, dass die Rückströmblase
(durchgezogene Konturlinien) in Fall 2 aufgrund der höheren Verdrallung
im achsnahen Bereich um zirka 12 mm tiefer im Mischrohr liegt. Die
Ausdehnung der Flammenzone ist durch gestrichelte Konturlinien (5%
und 90% der Temperaturerhöhung) sichtbar gemacht. In beiden Fällen
ist bei λ = 1.5 die Dicke der Flammenzone nahezu identisch. In Fall
1 liegt die Flammenzone aber näher am Staupunkt als in Fall 2. Dies
deutet in Fall 2 auf eine erschwerte chemische Umsetzung in der Spitze
der Rückströmblase hin. Bei Absenkung der Luftzahl bis auf zirka λ =
1.3 verschiebt sich die vordere Front der Flammenzone (5%-Linie) zum
Staupunkt. Sie verändert sich kaum noch bei einer weiteren Absenkung.
Dagegen wandert die hintere Front der Flammenzone (90%-Linie) bei
Reduzierung der Luftzahl kontinuierlich stromauf. Folglich verringert sich
die Ausdehnung der Flammenzone. Interessanterweise bleibt die Form der
Spitze der Rückströmblase in beiden Fällen identisch trotz der Verände-
rung der Flammenzone und der Erhöhung der Temperatur. Sogar die
zusätzliche Verschiebung der Rückströmblase bei λ = 1.2 in Fall 2 hat
keinen Einfluss auf die Spitze der Rückströmblase. Nur die weiter stromab
liegenden Bereiche der Rückströmblasen verändern sich in beiden Fällen
mit Absenkung der Luftzahl. Der Grund dafür ist die steigende Volumen-
ausdehnung. Sie führt in Fall 2 bei λ = 1.2 sogar zu einer Abtrennung ei-
ner neuen, kleinen geschlossenen Rückströmblase von der ursprünglichen
Rückströmblase. Das zeigt, dass der Mechanismus zur Einleitung des ver-
brennungsinduzierten Wirbelaufplatzens in der Flammenzone liegt. Die
Veränderung der Flammenzone hängt mit der Wechselwirkung zwischen
der Turbulenz und der chemischen Umsetzung zusammen. Diese wird in
den nächsten Abschnitten genauer betrachtet.

Turbulente Flammengeschwindigkeit im Rückströmblasenbe-
reich

Aus der Wechselwirkung der Turbulenz mit der chemischen Reaktion ent-
wickelt sich die turbulente Flammengeschwindigkeit. Im Normalfall pro-
pagiert die Flamme gegen die Strömung, wenn die turbulente Flammen-
geschwindigkeit größer als die Strömungsgeschwindigkeit ist. Abbildung
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95 zeigt für beide Fälle die mit dem Verbrennungsmodell von Schmid
ermittelten turbulenten Flammengeschwindigkeiten bei unterschiedlichen
Luftzahlen. In Fall 2 repräsentieren sie die Zustände vor bzw. nach dem
Propagieren der Rückströmblase durch das Mischrohr. Die im Misch-
rohr vorhandenen axialen Geschwindigkeiten (Abb. 90 und 91) sind au-
ßer an der Rohrwand im gesamten Strömungsfeld deutlich größer als
die höchstmögliche turbulente Flammengeschwindigkeit. Im Wandbereich
findet kein Stromaufwandern der Flamme statt, weil die Reaktion ge-
quencht wird. Der Vergleich der turbulenten Brenngeschwindigkeit mit
der Axialgeschwindigkeit zeigt deutlich, dass die turbulente Flammenge-
schwindigkeit als Ursache für die Bewegung der Rückströmblase ausge-
schlossen werden kann.

Abbildung 95: Turbulente Flammengeschwindigkeit im Bereich der Rückströmblase
in Fall 1 und Fall 2 bei unterschiedlichen Luftzahlen λ

Auffällig ist die etwas niedrigere turbulente Flammengeschwindigkeit in
Fall 2. In der Drallströmung ohne Verbrennung bewirkt die höhere Ver-
drallung im achsnahen Bereich einen Anstieg der Scherung an der Spit-
ze der Rückströmblase. Dadurch sinkt das Turbulenzzeitmass in einem
größeren Bereich der Spitze der Rückströmblase (Abb. 96). Dies erschwert
die chemische Umsetzung, wie im nächsten Abschnitt verdeutlicht wird.

Eine interessante Frage ist nun, ob in Fall 1 durch eine Erhöhung
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Abbildung 96: Turbulenzzeitmaß im Bereich der Rückströmblase in Fall 1 und Fall 2
ohne Verbrennung

des Umsatzes in der Flamme ein Flammenrückschlag eingeleitet werden
kann. Dies lässt sich durch eine Modifikation des Verbrennungsmodells
leicht überprüfen. Dazu erfolgte im Verbrennungsmodell von Schmid ei-
ne Erhöhung der Reaktionsrate auf das Vierfache. Es wird angemerkt,
dass hierzu gerade der Faktor 4 verwendet wird, der in der Herleitung
von Schmid [117] ursprünglich enthalten war. Schmid eliminierte diesen
Faktor aber, weil er so eine bessere Übereinstimmung mit den experimen-
tellen Daten erreichen konnte. Die erhöhte Reaktionsumsetzung bewirkt
nach Abbildung 97 eine kompaktere Flamme. Anstatt zu einem Flam-
menrückschlag führt sie im achsnahen Bereich zu einer Verschiebung der
Flammenzone weiter in die Brennkammer. Das ist zunächst überraschend.

Abbildung 97: Fall 1: λ = 1 mit normaler (links) bzw. 4-fach erhöhter Reaktionsrate
(rechts)

Die Erklärung liegt in einem Anstieg der turbulenten Flammengeschwin-
digkeit mit Erhöhung der Reaktionsrate. Sie führt zu einer Bewegung der
Flammenzone stromauf bis vor die Rückströmblase. Von dort aus wird die
axiale Geschwindigkeit in der Flammenzone infolge der Dichteverände-
rung beschleunigt und verschiebt die Rückströmblase stromab zu einer
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neuen Gleichgewichtsposition. Dieser Zusammenhang ist mit der in Ka-
pitel 4.3.1 durchgeführten analytischen Herleitung nachvollziehbar. Die
Verschiebung der Flamme in die Brennkammer bei einer Erhöhung der
Reaktionsrate wurde auch in den experimentellen Studien von C. Schmid
[116] gefunden. Er stellte bei einer Reduzierung der Luftzahl in Achsnähe
ein Abheben der Flamme fest. Das Verhalten der Rückströmblase sowohl
in Fall 1 als auch in Fall 2 deutet auf eine hohe Sensitivität der Wechsel-
wirkung der Strömung mit der chemischen Umsetzung in der gesamten
Flammenzone hin. Diese wird unter anderem durch die Verteilung der
Damköhlerzahl in der Flammenzone gesteuert.

Wechselwirkung der chemischen Reaktion mit der Turbulenz

In Abbildung 98 sind die Verläufe der Damköhlerzahlen aus dem Mo-
dell von Schmid für beide Fälle bei λ = 1.5 und 1.2 dargestellt. In
der Rückströmblase ist die Damköhlerzahl am niedrigsten. Dort ist das
Quenching am höchsten und die Flammenzone erreicht die Spitze der
Rückströmblase nicht. Die Verteilung der Damköhlerzahl ist vergleich-
bar mit der des Turbulenzzeitmaßes (vgl. Abb. 96), da aufgrund der ho-
mogenen Mischung das chemische Zeitmaß konstant ist. Mit Reduzie-
rung der Luftzahl steigt die Damköhlerzahl und die chemische Umset-
zung erhöht sich. Deswegen nimmt die Ausdehnung der Flammenzone
durch das Stromaufwandern des stromab liegenden Endes deutlich ab.
Die Flammenzone ist in Fall 2 bei λ = 1.2 breiter als in Fall 1, da in der
Rückströmblase die Damköhlerzahl niedriger ist.

Die Zuordnung der Flammenzone bei λ = 1.5 und λ = 1.2 im Borghi-
diagramm zeigt Abbildung 99. Die Damköhlerzahl im Borghidiagramm
unterscheidet sich von der aus dem Modell von Schmid (siehe Kap. 7.2.4).
In beiden Fällen ist die Verteilung der Wechselwirkung der chemischen
Reaktion mit der Turbulenz in der gesamten Flammenzone nahezu iden-
tisch. Vom Querschnittssprung (B) bis zur Flammenspitze vergrößert
sich das integrale Längenmaß bei gleichbleibender Schwankung. Dage-
gen verändert sich die Schwankung von der Flammenspitze bis zur Achse
(A) stärker als das integrale Längenmaß. Bei λ = 1.5 ist quasi die gesam-
te Flammenzone im Bereich der verdickten, aufgebrochenen Flammen.
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Am Querschnittssprung (B) befindet sich die Flammenzone aufgrund der

Abbildung 98: Verteilung der Damköhlerzahl bei Veränderung von λ in Fall 1 und
Fall 2

hohen Scherung im Bereich des Rührkessels. Mit der Absenkung der Luft-
zahl bewegt sich die Flammenzone insbesondere in der Flammenspitze in
Richtung der gewellten Flammen. Die Zuordnung stimmt mit den expe-
rimentellen Studien von Hoffmann [55] überein, der Messungen in einer
hochverdrallten Strömung mit Rückströmzone durchführte.

Hier wird deutlich sichtbar, dass die Damköhlerzahl die Lage und den Ver-
lauf der Flammenzone beeinflusst. Sie ist umgekehrt proportional zu der
Quenchingkonstante Cquench (Gl. (129)). Somit kann nachvollzogen wer-
den, dass in einer flammenrückschlagsgefährdeten Drallströmung mit Re-
duzierung der Damköhlerzahl ein Flammenrückschlag verhindert werden
kann. Der Grund dafür ist das erhöhte Quenching der Rückströmblase.

Trotz der hier gewonnenen Erkenntnisse konnten die Mechanismen des
verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens noch nicht verdeutlicht wer-
den. Deswegen wird eine nachfolgend weitere Analyse mit Hilfe der Wir-
belstärke durchgeführt.
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Abbildung 99: Zuordnung der Flammenzone im Borghidiagramm bei Veränderung
von λ in Fall 1 und Fall 2

7.3.2 Verteilung der Wirbelstärke im Rückströmblasenbereich

In Kapitel 4.3 wurde anhand einiger Beispiele aufgezeigt, dass die Wech-
selwirkung der Strömung mit der chemischen Reaktion über die Wirbel
bzw. die Wirbelstärke besser dargestellt werden kann. Die Entwicklung
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bzw. Verteilung der Wirbelstärke im Strömungsfeld wird über die Wir-
beltransportgleichung (6) beschrieben. Zum tieferen Verständnis werden
zunächst die Zusammenhänge zwischen den Geschwindigkeiten und der
Wirbelstärke am Beispiel von Fall 2 bei λ = 1.3 illustriert. In allen Bildern
dieses Kapitels wurde der Staupunkt in den Ursprung des Koordinaten-
systems verschoben, um die Vergleichbarkeit zu verbessern.

Abbildung 100: Zusammenhang zwischen Geschwindigkeitsfeld und Wirbelstärkefeld
für Fall 2 mit λ = 1.3

Abbildung 100 zeigt in den oberen zwei Bildern die axiale bzw. tangen-
tiale Geschwindigkeitskomponente U bzw. W . Mit Gleichung (9) können
die axialen bzw. azimutalen Wirbelstärken ωx bzw. ωϕ aus dem Geschwin-
digkeitsfeld ermittelt werden. Das Ergebnis ist in den zwei mittleren Bil-
dern dargestellt. Der Vergleich zwischen der tangentialen Geschwindigkeit
W und der axialen Wirbelstärke ωx zeigt, dass aufgrund des höchsten
Gradienten von W im Wirbelkern die axiale Wirbelstärke dort konzen-
triert ist. Der Vektor der axialen Wirbelstärke geht im Bild von links
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nach rechts. Also zeigt die Richtung der tangentialen Geschwindigkeit
oberhalb der Achse aus der Bildebene. Die azimutale Wirbelstärke ent-
wickelt sich torusförmig vor allem im vorderen Bereich und außerhalb
der Rückströmblase. Dort existiert nämlich zwischen der Außenströmung
und der Rückströmblase ein Schergebiet mit hohen Gradienten. Die azi-
mutale Wirbelstärke ist negativ, sodass die Drehrichtung in der Bildebene
im Uhrzeigersinn ist. Aus der Verteilung der Wirbelstärke kann über die
Biot-Savart-Gleichung (7) die daraus induzierte Geschwindigkeit ermit-
telt werden. Im unteren Bild von Abbildung 100 ist der axiale Anteil der
induzierten Geschwindigkeit Urot,x wiedergeben. Die negative azimutale
Wirbelstärke induziert innerhalb der Rückströmblase eine negative axiale
Geschwindigkeit. Die induzierte axiale Geschwindigkeit ist im gesamten
Feld wesentlich niedriger als die axiale Geschwindigkeit (oberes Bild). Der
Grund dafür liegt in dem fehlenden drehungsfreien Anteil Uir der axialen
Geschwindigkeit (Gleichung (7)), der zur induzierten axialen Geschwin-
digkeit addiert werden muss. In diesem Beispiel ist der drehungsfreie An-
teil etwa 35 m/s. An den linken und rechten Randbereichen des unteren
Bildes treten Fehler auf, da bei der Ermittlung der induzierten Geschwin-
digkeit die Einflüsse der Wirbelstärke außerhalb der Grenzen nicht mit
berücksichtigt wurden.

In der Drallströmung ohne Verbrennung ist in Fall 2 infolge der höher-
en Verdrallung die negative azimutale Wirbelstärke höher als in Fall
1 (Abb. 101). Dies bewirkt eine stärkere Induktion stromauf und die
Rückströmblase liegt weiter im Mischrohr (vgl. auch Abb. 94).

Abbildung 101: Azimutale Wirbelstärke in Fall 1 und Fall 2 ohne Verbrennung

Nachdem der Zusammenhang zwischen dem Geschwindigkeitsfeld und
dem Wirbelstärkenfeld verdeutlicht werden konnte, gilt es als nächsten
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Schritt die Entwicklung der Wirbelstärke mit Hilfe der Wirbeltrans-
portgleichung (6) zu betrachten. Hierbei ist allein die Untersuchung des
azimutalen Anteils der Wirbeltransportgleichung ausreichend, da nach
der Biot-Savart-Gleichung die Induktion in axialer Richtung schwer-
punktmäßig durch die azimutale Wirbelstärke erfolgt. In Abbildung 102
sind die azimutalen Anteile der Terme der Streckung/Umorientierung
der Wirbelstärke (Bild links oben), des baroklinen Drehmoments (Bild
links unten) und der Veränderung der Wirbelstärke infolge Kompressi-
on/Ausdehnung (Bild rechts oben) für Fall 2 bei λ = 1.3 wieder gegeben.

Abbildung 102: Komponenten der Wirbeltransportgleichung, Fall 2 bei λ = 1.3

Stromauf der Spitze der Rückströmblase wird die axiale Wirbelstärke in
negative azimutale Wirbelstärke umorientiert (vgl. mittlere Bilder in Abb.
100). Der Grund dafür ist die Wirbelkernaufweitung durch das erzwunge-
ne Aufplatzen des Wirbels in der Drallströmung ohne Verbrennung infolge
des Querschnittssprungs vom Mischrohr in die Brennkammer. Die zwei
anderen Terme treten nur bei der Dichteänderung in Erscheinung. Das
barokline Drehmoment entsteht durch die Wechselwirkung der Flammen-
zone mit dem Druckfeld (untere Bilder in Abb. 102). Im rechten unteren
Bild sind die Konturlinien der Dichte und des Drucks in Schritten von ∆ρ

= 0.05 kg/m3 und ∆p = 100 pa übereinander gelegt. In den Bereichen der
höchsten Gradienten der Dichte bzw. des Drucks und der größten Win-
kel zwischen diesen entwickelt sich das stärkste barokline Drehmoment.
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Das erzeugt zusätzliche negative azimutale Wirbelstärke. Das barokli-
ne Drehmoment baut sich torusförmig in der Mitte des Randbereichs der
Rückströmblase auf. Der letzte Term (zugehörige Grafik: Bild rechts oben
in Abb. 102) beschreibt die Verringerung der negativen azimutalen Wir-
belstärke infolge der Volumenexpansion durch die Temperaturerhöhung.
Die Lage dieser Größe ist identisch mit dem Verlauf der negativen azi-
mutalen Wirbelstärke (vgl. Bild rechts mitte in Abb. 100). Sie wirkt au-
ßerhalb der Rückströmblase den beiden anderen Termen entgegen. Bei
einem Größenvergleich aller Terme stellt die Streckung/Umorientierung
der Wirbelstärke den dominanten Anteil für die Entstehung der negativen
azimutalen Wirbelstärke dar.

Nun stellt sich die Frage, welcher Term für das verbrennungsindu-
zierte Wirbelaufplatzen bei Absenkung der Luftzahl verantwortlich ist.
Zunächst werden in Abbildung 103 die Verläufe der azimutalen Wir-
belstärke bei den Luftzahlen λ = 1.5 und λ = 1.2 sowohl für Fall 1 als
auch für Fall 2 gezeigt. In Fall 2 steht die Rückströmblase bei λ = 1.2
kurz vor dem Propagieren durch das Mischrohr. Über die Differenz der
Wirbelstärken bei λ = 1.2 und λ = 1.5 kann die Wirkung der Absen-
kung der Luftzahl verdeutlicht werden. Entscheidend ist nämlich, welche
Veränderungen zu einem Flammenrückschlag führen.

Infolge der Absenkung der Luftzahl tritt innerhalb der Rückströmblase
zusätzliche negative azimutale Wirbelstärke auf. In Fall 2 ist sie ausge-
prägter als in Fall 1. Dadurch ist in Fall 2 die zusätzliche Induktion strom-
auf höher. Sie unterstützt die bei der Drallströmung ohne Verbrennung
in der Rückströmblase bereits vorhandene Induktion. Dadurch wird das
Gleichgewicht gestört und die Rückströmblase verschiebt sich stromauf.
Dagegen ist in Fall 1 die zusätzliche Induktion zu gering. In den Abbil-
dungen 104, 105 und 106 sind die Veränderungen der einzelnen Terme der
Wirbeltransportgleichung infolge der Absenkung der Luftzahl dargestellt.
Die Differenzen der Terme für λ = 1.2 und λ = 1.5 verdeutlichen, dass die
Streckung/Umorientierung der Wirbelstärke trotz der Dichteabsenkung
sich kaum verändert. Dagegen erhöht sich das barokline Drehmoment im
Bereich der Spitze der Rückströmblase stark. Die Gründe hierfür sind der
Anstieg der Wärmefreisetzung und die schmäler werdende Flammenzone.
Diese führen zu höheren Gradienten der Dichte (siehe Erklärung mit Abb.
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Abbildung 103: Azimutale Wirbelstärke bei Absenkung der Luftzahl von λ = 1.5 auf
1.2 in Fall 1 bzw. Fall 2

102). Außerhalb der Rückströmblase verstärkt die erhöhte Volumenex-
pansion anteilig die Reduzierung der negativen azimutalen Wirbelstärke,
da die Flammenzone mit der Absenkung der Luftzahl stromauf wandert.

Im Zusammenspiel aller Differenzterme wird deutlich, dass die durch das
barokline Drehmoment zusätzlich entstehende negative Wirbelstärke au-
ßerhalb der Rückströmblase durch die Volumenexpansion wieder elimi-
niert wird. Letztere bewirkt sogar eine Reduzierung der Wirbelstärke aus
dem Anteil der Streckung/Umorientierung. Dieser Effekt ist in Abbildung
103 erkennbar, da die Flammenzone bei λ =1.2 die negative azimutale
Wirbelstärke außerhalb der Rückströmblase erreicht und diese reduziert.
Somit entsteht durch das barokline Drehmoment schwerpunktmäßig in-
nerhalb der Rückströmblase zusätzliche negative azimutale Wirbelstärke.
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Abbildung 104: Term der Streckung/Umorientierung der Wirbelstärke bei Absenkung
der Luftzahl von λ = 1.5 auf 1.2 in Fall 1 bzw. Fall 2

Die Wirbelstärke entsteht in der Flammenzone. Mit Absenkung der Luft-
zahl verschiebt sich die Entstehungszone mit der Flammenzone stromauf
(Abb. 107). Wiederum durch den Anstieg des baroklinen Drehmoments
bedingt nimmt die zusätzliche negative azimutale Wirbelstärke noch wei-
ter zu. Folglich erhöht sich in der Rückströmblase die Induktion der nega-
tiven Geschwindigkeit Urot,ax, die mit der Biot-Savart Gleichung ermittelt
wurde. Gleichzeitig verringert sich der Abstand zwischen dem Staupunkt
und dem Zentrum der negativen axialen Geschwindigkeit mit abnehmen-
der Luftzahl (Bilder rechts in Abb. 107).

In Fall 2 leitet die zusätzliche negative azimutale Wirbelstärke einen
Flammenrückschlag ein. Dagegen bleibt in Fall 1 die Flamme trotz der
weiteren Absenkung der Luftzahl bis λ = 1.0 stabil (siehe Abb. 89). Ab-



7.3 Analyse des verbrennungsinduzierten Flammenrückschlags 161

Abbildung 105: Baroklines Drehmoment bei Absenkung der Luftzahl von λ = 1.5 auf
1.2 in Fall 1 bzw. Fall 2

bildung 108 zeigt, dass in Fall 1 das barokline Drehmoment höher ist
als in Fall 2 bei λ = 1.2. Gleichzeitig ist außerhalb der Rückströmbla-
se eine sehr starke Reduzierung der azimutalen Wirbelstärke durch die
verstärkte Volumenexpansion vorhanden. Somit ist weiterhin die Ent-
stehung der zusätzlichen negativen azimutalen Wirbelstärke durch das
barokline Drehmoment innerhalb der Rückströmblase konzentriert. Diese
erreicht in Fall 1 bei λ = 1.0 etwa das Niveau von Fall 2 bei λ = 1.2.

Trotz der Entstehung von ausreichend hoher zusätzlicher negativer azimu-
taler Wirbelstärke innerhalb der Rückströmblase kommt es zu keiner Be-
wegung stromauf. Der erste Grund dafür ist, dass die in der Drallströmung
ohne Verbrennung in der Rückströmblase bereits vorhandene Induktion
(siehe Abb. 101) nicht hoch genug ist, um zusammen mit der durch das
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Abbildung 106: Veränderung der Wirbelstärke infolge Ausdehnung bei Absenkung der
Luftzahl von λ = 1.5 auf 1.2 in Fall 1 bzw. Fall 2

barokline Drehmoment entstandenen zusätzlichen Induktion das Gleich-
gewicht zu stören. Zweitens wird die Flammenzone schmäler und die Vo-
lumenausdehnung steigt mit Absenkung der Luftzahl (siehe auch Abb.
94). Diese führen zu einer Schwächung der in der Drallströmung ohne
Verbrennung außerhalb der Rückströmblase bereits vorhandenen negati-
ven azimutalen Wirbelstärke. Somit sinkt deren Induktion. Die zusätz-
liche Induktion durch das barokline Drehmoment ist nicht groß genug,
um gleichzeitig den Verlust zu kompensieren und das Gleichgewicht zu
stören.

Besonders interessant ist nun, die durch die künstliche Erhöhung der Re-
aktionsrate (siehe Abb. 97) aus dem Blickwinkel der Wirbeltransportglei-
chung zu betrachten. Relativ zur Rückströmzone führt die Erhöhung der
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Reaktionsrate zu einer Verlagerung der Flamme stromauf. Damit wirkt
der Expansionsterm verstärkt dem Term der Umorientierung/Streckung
entgegen und kompensiert die Wirkung des baroklinen Drehmoments
(Abb. 109). Folglich wird die Induktion so schwach, dass es sogar zu einer
Verschiebung der Rückströmblase stromab kommt.

Abbildung 107: Entwicklung der azimutalen Wirbelstärke und der induzierten axialen
Geschwindigkeit mit Absenkung von λ in Fall 2
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Abbildung 108: Komponenten der Wirbeltransportgleichung, Fall 1 bei λ = 1.0

Abbildung 109: Einfluss der Verbrennung auf die negative azimutale Wirbelstärke in
Fall 1

7.3.3 Rückströmblase bei einem Flammenrückschlag

Im letzten Kapitel wurden die Mechanismen erläutert, die zur Einleitung
des verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens führen. Nachfolgend wer-



7.3 Analyse des verbrennungsinduzierten Flammenrückschlags 165

den die Mechanismen beim Propagieren der Rückströmblase durch das
Mischrohr analysiert sowie das Verhalten der Rückströmblase untersucht.

Für den Fall 2 erfolgte dazu eine Simulation mit der kontinuierlichen Re-
duzierung der Luftzahl von λ = 1.2 auf λ = 1.1 innerhalb einer Sekunde.
Abbildung 110 zeigt die Temperaturfelder bei der Luftzahl von λ = 1.2,
während des Propagierens (A und B) und nach dem Rückschlag mit weit
in das Mischrohr verlagerter Blase (λ = 1.1). Mit abnehmender Luft-
zahl wird die Flammenzone schmäler und die Rückströmblase propagiert
plötzlich stromauf durch das Mischrohr. Stromauf bleibt die Flamme auf-
grund der festgehaltenen Geschwindigkeitsprofile stecken. In Wirklichkeit
würde die Flamme bis in den Drallerzeuger propagieren.

Abbildung 110: Temperaturfeld und Rückströmblase während des Flammenrück-
schlags

Die Veränderungen der azimutalen Wirbelstärke bzw. der Komponenten
aus der Wirbeltransportgleichung werden wie im vorherigen Kapitel durch
die Differenzen sowohl von Zustand B und A als auch von Zustand A
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und dem für λ =1.2 untersucht (Abb. 111). Die Bewegung der Blase hat
einen vernachlässigbaren Einfluss auf die Erzeugung von Wirbelstärke, da
sie nur leicht beschleunigt wird und eine Rückschlagsgeschwindigkeit von
maximal 0.8 m/s erreicht. Damit können die partielle und substantielle
Ableitung in der Wirbeltransportgleichung (Gl. (6)) gleich gesetzt werden.

Abbildung 111: Differenzen der Komponenten der Wirbeltransportgleichung sowohl
aus den Zuständen B und A (links) als auch aus den Zuständen A
und für λ =1.2 (rechts)

Beim Propagieren durch das Mischrohr erhöht sich sowohl zwischen den
Zuständen A und B als auch zwischen den Zuständen für λ =1.2 und A die
negative azimutale Wirbelstärke (Bilder oben) außerhalb und innerhalb
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der Spitze der Rückströmblase. Die weißen Linien trennen die positiven
von den negativen Werten. Der Schwerpunkt der zusätzlichen negativen
azimutalen Wirbelstärke liegt oberhalb der Spitze der Rückströmblase.
Zwischen den Zuständen für λ =1.2 und A entwickelt sich weiter ein
beachtliches zusätzliches baroklines Drehmoment (zweites Bild von oben
rechts). Gleichzeitig verringert sich außerhalb der Rückströmblase anteilig
die negative azimutale Wirbelstärke durch die erhöhte Volumenexpansion
(unteres Bild rechts). Dagegen verändern sich das barokline Drehmoment
(zweites Bild von oben links) und die Verringerung der Wirbelstärke (un-
teres Bild links) zwischen den Zuständen A und B kaum. Der Grund dafür
ist die konstant bleibende Form der Flammenzone. Sowohl zwischen den
Zuständen A und B als auch zwischen den Zuständen für λ =1.2 und A
verstärkt sich die Umorientierung/Streckung der axialen Wirbelstärke in
die azimutale Wirbelstärke (zweite Bilderreihe von unten). Diese Verände-
rung wird aber nicht von einer zusätzlichen Wirbelkernaufweitung vor
der Rückströmblase verursacht, da die Spitze der Rückströmblase und
die Stromlinien in allen Zuständen konstant bleiben (Abb. 112).

Abbildung 112: Stromlinien um die Rückströmblasen für die Zustände mit λ = 1.5
(schwarz) und λ = 1.2 (grün) sowie B (rot) aus Fall 2

Der Anstieg der Umorientierung/Streckung entsteht durch die kontinuier-
liche Veränderung des Strömungsfeldes vor der Spitze der Rückströmbla-
se. Im Mischrohr wird stromab die tangentiale Geschwindigkeit in Haupt-
strömungsrichtung abgebaut (siehe Abb. 92). Das ist gleichbedeutend mit
einem Anstieg der axialen Wirbelstärke in Gegenrichtung. Somit steigt die
axiale Wirbelstärke vor der Spitze beim Propagieren der Rückströmblase
an. Gleichzeitig verstärkt sich die Scherung vor der Rückströmblase durch
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den Anstieg der tangentialen Geschwindigkeit. Dies hat eine Erhöhung der
radialen Wirbelstärke zur Folge. Abbildung 113 stellt die Differenzen der
axialen (obere Bilder) und radialen (untere Bilder) Wirbelstärke vor den
Rückströmblasen sowohl von Zustand B und A (linke Bilder) als auch
von Zustand A und dem für λ =1.2 (rechte Bilder) dar. Es ist deutlich
sichtbar, dass die axiale und radiale Wirbelstärke beim Propagieren der
Rückströmblase vor deren Spitze ansteigen.

Abbildung 113: Differenzen der axialen und radialen Wirbelstärke, Zustände B und
A (links), Zustände A und λ =1.2 (rechts)

Da die Rückströmblase infolge der zusätzlichen Induktion durch das baro-
kline Drehmoment stromauf verschoben wird, verdrängt sie die Strömung
vor der Spitze. Folglich wird die zusätzliche axiale bzw. radiale Wir-
belstärke in negative azimutale Wirbelstärke umgewandelt. Von Zustand
A nach B wird eine zusätzliche axiale Wirbelstärke ωx von zirka 1500 1/s
und eine zusätzliche radiale Wirbelstärke ωr von zirka 500 1/s in zusätz-
liche negative azimutale Wirbelstärke umorientiert. Wie Abbildung 111
zeigt, entsteht von Zustand A nach B vor der Rückströmblase zusätzliche
azimutale Wirbelstärke ωϕ von ungefähr -2000 1/s. Beim Übergang von
Zustand λ =1.2 zum Zustand A sind die entsprechenden Werte für die
axiale Wirbelstärke ca. 1000 1/s und für die radiale Komponente ca. 200
1/s, was zu ca. -1200 1/s an azimutaler Wirbelstärke führt.

Bisher wurden die Mechanismen aufgezeigt, die ein verbrennungsindu-
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ziertes Wirbelaufplatzen einleiten. Dabei blieb die Frage unbeantwortet,
warum es zur Bildung einer kleinen geschlossenen Rückströmblase in Fall
2 bei λ = 1.2 kommt. Dies ist auch ein in der verdrallten Strömung ohne
Verbrennung vorkommendes Phänomen, das in Kapitel 6.2.7 und 6.2.5 bei
Variation der radialen Verläufe der Geschwindigkeitskomponenten beob-
achtet wurde. Abbildung 114 gibt ein Beispiel aus Abbildung 68 wieder.
Die Rückströmblase ist über einen Schlauch mit der Rückströmzone ver-
bunden. Je tiefer die Rückströmblase einer Drallströmung im Mischrohr
liegt, um so stärker wird die Einschnürung.

Abbildung 114: Schließen der Rückströmblase in einer Strömung ohne Verbrennung

Die in Abbildung 114 gezeigten Geschwindigkeitsverläufe in axialer Rich-
tung bei den Radien von 0, 10, 20 und 30 mm sind vergleichbar mit den
Verläufen während eines verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens (vgl.
Abb. 83). In der Rückströmblase sind die negativen axialen Geschwin-
digkeiten geringer, da dort keine Induktion aus der Wechselwirkung der
Wärmefreisetzung mit der Strömung vorhanden ist. Auch steigt die axia-
le Geschwindigkeit stromab der Rückströmblase aufgrund der fehlenden
Volumenexpansion nicht an. Bei der tangentialen Geschwindigkeit ist die
einzige stärkere Abweichung der Abfall hinter der Rückströmblase. Dieser
hängt mit dem erneuten Anwachsen des Wirbelkerns nach der nicht ge-
schlossenen Rückströmblase zusammen. Die Wärmefreisetzung verstärkt
nun die Bildung einer geschlossenen Rückströmblase. Beim verbrennungs-
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induzierten Wirbelaufplatzen verschiebt sich die Rückströmzone strom-
auf in das Mischrohr. Der Grund dafür ist die Induktion durch die aus
dem baroklinen Drehmoment entstandene zusätzliche negative azimutale
Wirbelstärke. Somit erhöht sich der Einfluss der Mischrohrwand auf die
Rückströmblase. Gleichzeitig induziert die zusätzliche negative azimutale
Wirbelstärke nach der Biot-Savart Gleichung stromab der Rückströmbla-
se eine in Richtung der Achse gerichtete höhere radiale Geschwindigkeit.
Folglich wird in Fall 2 die Rückströmblase von der Rückströmzone abge-
trennt (siehe Abb. 94). Auch in Fall 1 sind Tendenzen zur Bildung einer
geschlossenen Rückströmblase vorhanden. Die Rückströmblase schließt
sich aber nicht ganz, da sowohl die radiale Induktion nicht ausreicht als
auch der Einfluss der Mischrohrwand nicht vorhanden ist.

7.3.4 Vergleich mit der Flammenausbreitung in freien Wir-
belröhren

Die Ergebnisse sollen nun mit der Literatur zur Flammenausbreitung in
freien Wirbelröhren verglichen werden (Kap. 4.3.4). Die von verschie-
denen Autoren untersuchten freien Wirbel waren durch ein Fehlen einer
axialen Anströmung und einer Rückströmblase im ungezündeten Zustand
gekennzeichnet und unterscheiden sich daher deutlich vom vorliegenden
Fall. Die Verbrennung wurde entweder mit einer planaren Flammenzone
oder mit einem auf der Achse liegenden Flammenkern gestartet. Es ist
daher zu erwarten, dass die zeitliche Entwicklung der Vorgänge Unter-
schiede zur in der Arbeit untersuchten Konfiguration aufweist.

In der Wirbelröhre entsteht anfänglich azimutale Wirbelstärke durch das
hohe barokline Drehmoment in der Flammenzone. Dort stehen die Gra-
dienten der Dichte und des Drucks senkrecht zueinander. Die azimutale
Wirbelstärke induziert eine axiale Geschwindigkeit und eine Blase ent-
steht, die den Wirbelkern aufweitet. Durch die Divergenz der Stromlinien
wird die axiale Wirbelstärke in eine azimutale Wirbelstärke umorientiert.
Das führt in der Blase zu einer zusätzlichen hohen Induktion der axia-
len Geschwindigkeit. Gleichzeitig verringert sich innerhalb der Blase die
Induktion infolge des baroklinen Drehmoments, da der Winkel zwischen
den Gradienten der Dichte und des Drucks kleiner wird. Insgesamt steigt
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die Summe aus den beiden Anteilen. Letztendlich propagiert die Flamme
mit der Blase.

Dagegen existiert am Übergang vom Wirbelrohr in die Brennkammer be-
reits ohne Verbrennung eine Rückströmblase durch das erzwungene Wir-
belaufplatzen. Folglich ist durch die Wirbelkernaufweitung bereits eine
Umorientierung der axialen Wirbelstärke in die azimutale Wirbelstärke
vorhanden. Die azimutale Wirbelstärke führt zu einer stromauf gerichte-
ten Induktion, die der Grund für die Bildung der Rückströmblase ist. Sie
steht mit dem axialen Strahl auf der Achse im Gleichgewicht. Durch die
Verbrennung entwickelt sich ein baroklines Drehmoment, das zusätzliche
azimutale Wirbelstärke in der Rückströmblase produziert. Diese führt zu
einer zusätzlichen stromauf gerichteten Induktion in der Rückströmbla-
se. Die gesamte Induktion aus den zwei Anteilen ist dann so groß, dass
das Gleichgewicht gestört wird und die Flamme mit der Rückströmblase
stromauf verschoben wird.

Der Vergleich zwischen freier Wirbelröhre und der untersuchten Konfi-
guration zeigt, dass die Flamme in beiden Fällen durch die kombinierte
Induktion aus Umorientierung und baroklinem Drehmoment propagiert.
Dabei kommt dem baroklinen Drehmoment eine wichtige Bedeutung zu.
Sobald die Verbrennungsleistung reduziert wird, sinkt die Induktion und
die Flamme wird wieder ausgespült. Das Gleiche gilt für die freie Wir-
belröhre. Das Absinken der Induktion durch das barokline Drehmoment
führt zu einer Verkleinerung der Blase. Somit geht die Wirbelkernauf-
weitung zurück. Letztendlich wird die Umorientierung der axialen Wir-
belstärke in die azimutale Wirbelstärke schwächer. Die Induktion fällt
weiter und die Flammenausbreitungsgeschwindigkeit geht zurück. In der
freien Wirbelröhre wird die Blase in erster Linie durch die Induktion in-
folge des baroklinen Drehmoments aufrecht erhalten. Dies gilt auch für
die Blase im Wirbelrohr.
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7.3.5 Einfluss der Drallströmungsform auf die Flammenrück-
schlagsneigung

Nachdem gezeigt wurde, welche Effekte zum Flammenrückschlag führen,
soll nun darauf eingegangen werden, wie der Kern der Wirbelströmung
zu gestalten ist, um die Neigung zu Flammenrückschlägen zu reduzieren.

In den vorherigen Kapiteln wurde gezeigt, dass durch eine minima-
le Erhöhung der tangentialen Geschwindigkeit in Achsnähe die Drall-
strömung gegen einen Flammenrückschlag anfällig wird. Auch die Ver-
ringerung des Wirbelkernradius erhöht die Neigung zu Flammenrück-
schlägen, wie in diesem Kapitel gezeigt wird. Zu diesem Zweck wird
die Drallströmung im Wirbelrohr gezielt verändert, um jeweils eine rück-
schlagsgefährdete und eine rückschlagssichere Konfiguration zu erzeugen.

Die Abbildungen 115, 116 und 117 zeigen Drallströmungen, die mit dem
zweidimensionalen Verfahren berechnet wurden. Die Randbedingungen
stammen aus unterschiedlichen Quellen. Abbildung 115 zeigt die Drall-
strömungen von Fall 1 und Fall 2 aus den oben durchgeführten Analy-
sen. In Abbildung 116 wurden Profile aus 3D-Simulationen verwendet,
während die in Abbildung 117 gezeigten Profile aus 2D-Simulationen
mit Drallquelle stammen. In den jeweiligen axialsymmetrischen Model-
len wurde das achsnahe Strömungsfeld manipuliert, dass Drallströmun-
gen entstehen, die gegen einen Flammenrückschlag sicher (Fall b) bzw.
gefährdet (Fall a) sind. Die jeweiligen radialen Verläufe der Geschwin-
digkeitskomponenten und der turbulenten Viskosität bei x = -191 mm
sind in den oberen Grafiken der Abbildungen 115, 116 und 117 wiederge-
ben (rot Fall a und blau Fall b). Obwohl in den jeweiligen Abbildungen
die Strömungsgrößen nicht stark voneinander abweichen, propagiert die
Flamme in allen Fällen a komplett durch das Mischrohr. Das erkennt
man in den jeweiligen Abbildungen an den Verläufen der Temperatur T

bei hoher und niedriger Luftzahl in Fall a (linke Bilder unten) und Fall
b (rechte Bilder unten). Es wird deutlich, dass eine minimale Erhöhung
der tangentialen Geschwindigkeit in Achsnähe und/oder eine Reduzierung
des Wirbelkernradius die Flammenrückschlagsneigung stark erhöht.

Die in den jeweiligen Abbildungen mittig dargestellten Konturverläufe der
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Abbildung 115: Flammenrückschlagsneigung (theoretische Profile)
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Abbildung 116: Flammenrückschlagsneigung (Profile aus der 3D-Simulation)
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Abbildung 117: Flammenrückschlagsneigung (Simulation mit Drallquelle)
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azimutalen Wirbelstärke ωϕ, des Turbulenzzeitmaßes τt und des statischen
Drucks p beziehen sich auf die Drallströmungen ohne Verbrennung in den
Fällen a (linke Bilder) und Fällen b (rechte Bilder). Diese Größen wurden
gewählt, weil sie die Flammenrückschlagsneigung beeinflussen, wie schon
in Kapitel 7.3.1 und 7.3.2 gezeigt wurde.

In den Analysen in Kapitel 7.3.2 wurde gezeigt, dass bei Absenkung
der Luftzahl mit einem Anstieg des baroklinen Drehmoments in der
Rückströmblase die stromauf gerichtete Induktion stärker wird und letzt-
endlich die Flamme stromauf propagiert. Bei einer konstanten Luftzahl
hängt die Höhe des baroklinen Drehmoments vom Gradienten des Drucks
im Bereich der Rückströmblase ab. Je höher dieser ist, um so stärker wird
das barokline Drehmoment. In den jeweiligen Abbildungen 115, 116 und
117 sind die Druckgradienten in den Fällen a höher als in den Fällen b.
Folglich entwickelt sich in den Fällen a ein höheres baroklines Drehmo-
ment.

Gleichzeitig muss gewährleistet sein, dass bei Absenkung der Luftzahl die
schmäler werdende Flammenzone nicht zu früh vor die Rückströmblase
wandert, da dann die in der Drallströmung ohne Verbrennung bereits
vorhandene negative azimutale Wirbelstärke so stark reduziert wird, dass
deren Induktion abnimmt. Tritt dies auf, steht keine ausreichende In-
duktion zur Einleitung eines Flammenrückschlags zur Verfügung. Da das
Brennstoff-Luft-Gemisch homogen ist, genügt für die Untersuchung des
Quenchings die Betrachtung des Turbulenzzeitmaßes. Je kleiner es in der
Spitze der Rückströmblase ist, um so niedriger muss die Luftzahl sein,
damit die Flammenzone stromauf vor die Rückströmblase wandert. Die
Abbildungen 115, 116 und 117 zeigen in den Fällen a kleinere Turbu-
lenzzeitmaße, die gleichzeitig einen größeren Bereich der Spitze ausfüllen.
Folglich wandert die Flammenzone in den Fällen a erst bei niedrigerer
Luftzahl vor die Rückströmblase als in den Fällen b. Somit bleibt die
Induktion aus der Drallströmung ohne Verbrennung länger erhalten und
das barokline Drehmoment erreicht ein Niveau, dass die Kombination bei-
der Anteile hoch genug ist, um einen Flammenrückschlag einzuleiten. In
Abbildung 115 ist der Unterschied im Turbulenzzeitmaß zwischen Fall a
und b kaum erkennbar, da die Veränderung der Drallströmung sehr ge-
ring gewählt wurde. Beide Fälle liegen gerade im Grenzbereich des Flam-
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menrückschlags.

Die drei in den Abbildungen 115, 116 und 117 gezeigten Fälle führen zu
folgendem Schluss: Je stärker die Induktion in der Drallströmung ohne
Verbrennung ist, um so leichter kann ein Flammenrückschlag eingelei-
tet werden. Die Induktionswirkung stammt von der negativen azimutalen
Wirbelstärke im Bereich der Rückströmblase. Die negative azimutale Wir-
belstärke ist in den Fällen a höher als in den Fällen b (Abbildungen 115,
116 und 117). Die Ursachen hierfür sind die höhere Verdrallung und/oder
der schmälere Wirbelkern. Aus diesem Grund liegen die Rückströmbla-
sen in der Drallströmung ohne Verbrennung in den Fällen a weiter im
Mischrohr. In den Abbildungen 116 und 117 wird in den Fällen b von
der Rückströmzone eine Rückströmblase abgetrennt. Sie propagiert nicht
komplett durch das Mischrohr, was zeigt, dass die Bildung einer neuen
kleinen und geschlossenen Rückströmblase für das stromauf Propagieren
keine hinreichende Bedingung darstellt.

In Kapitel 6.2.8 konnte eine Abhängigkeit der axialen Position der
Rückströmblase vom dimensionslosen Totaldruckverlust auf der Achse ge-
funden werden, solange der radiale Verlauf der Turbulenz ähnlich ist. Da
sich der dimensionslose Totaldruckverlust mit der Absenkung der Luft-
zahl nicht verändert (siehe Abb. 93), stellt sich die Frage, ob die Höhe
des dimensionslosen Totaldruckverlustes mit der Flammenrückschlagsnei-
gung korreliert werden kann. Abbildung 118 zeigt den dimensionslosen
Totaldruckverlust auf der Achse für die sechs in Abbildung 115, 116 und
117 gezeigten Fälle. Der Verlauf des dimensionslosen Totaldruckverlu-
stes bei Anwendung der theoretischen Profile am Eingang weicht von den
anderen ab und die Rückströmblasen liegen weiter stromab. Der Grund
dafür ist der abweichende radiale Verlauf der turbulenten Viskosität, wel-
cher einen deutlichen Einfluss auf die Position der Rückströmblase hat
(siehe Abb 78). Betrachtet man nur den Bereich kurz vor dem Wirbel-
rohrende stromauf der Blasen (x ≈ -0.1 m), lässt sich folgern, dass die
Drallströmungen trotz dieser Abweichung bei einer dimensionslosen To-
taldruckdifferenz kleiner als -4 flammenrückschlagsgefährdet sind. Ohne
breitere Parameterstudie mit unterschiedlichen Drallformen als hier un-
tersucht ist allerdings nicht bewiesen, dass die Aussage allgemeingültig
ist.
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Abbildung 118: Flammenrückschlagsneigung in Abhängigkeit von der dimensionslo-
sen Totaldruckdifferenz

Zusammenfassend zeigt der Vergleich, dass die Verringerung der achsna-
hen tangentialen Geschwindigkeit und/oder die Vergrößerung des Wir-
belkerndurchmessers die Sicherheit gegen Flammenrückschläge erhöht.

7.3.6 Vergleich des Erscheinungsbilds der propagierenden
Flamme mit dem Experiment

Fritz [40] untersuchte das verbrennungsinduzierte Wirbelaufplat-
zen mit Hilfe von simultan durchgeführten UV-intensivierten
Hochgeschwindigkeits- und zweidimensionalen LIF-Aufnahmen. Er
teilte es in vier Phasen auf, die sich bei einem Flammenrückschlag
mehrfach wiederholen können (Abb. 119):

• Phase 1: Anwachsen und Ausreagieren der Rückströmblase

• Phase 2: Induktion des Wirbelaufplatzens stromauf der Reaktions-
zone
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• Phase 3: Entwicklung eines Strahls aus Verbrennungsprodukten

• Phase 4: Ausbilden einer reagierenden Rückströmblase hoher Sym-
metrie

Abbildung 119: Entwicklung des verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens darge-
stellt mit LIF- und UV-intensivierten Aufnahmen im Vergleich zum
numerisch berechneten Wirbelaufplatzen
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Bei der Analyse der LIF- und UV-intensivierten Aufnahmen identifizier-
te Fritz [40] eine zusätzliche Wirbelkernaufweitung stromauf der Reak-
tionszone als Ursache des verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens.
Bei seiner Phaseneinteilung ging er von einer symmetrischen voll aus-
gebildeten Rückströmblase aus, in der ein gut durchmischtes Gasgemisch
gleichmäßig reagiert (Phase 1). Anschließend kommt es durch eine zusätz-
liche Wirbelkernaufweitung zur Induktion, die zu einem Wirbelaufplatzen
stromauf der Rückströmblase führt. Daraufhin werden die Verbrennungs-
produkte in Achsnähe in die neu entstandene Rückströmblase (Phase 3)
befördert. Dann bildet sich eine symmetrische, reagierende Rückströmzo-
ne aus (Phase 4) und es findet wieder der Übergang in Phase 1 statt.

In Abbildung 119 ist eine Momentanaufnahme des Flammenrückschlags
aus der numerischen Simulation eingefügt. Dazu wurde die Temperatur-
verteilung grau skaliert und die bei den LIF-Aufnahmen erstellten Kon-
turfarben für die chemische Reaktionsrate übernommen. Die Stromlinien
(durchgezogene Linien mit Pfeilen) und zwei Konturlinien der azimutalen
Wirbelstärke von -5000 bzw. -10000 1/s (gestrichelte Linien) verdeutli-
chen in diesem Bereich den Aufbau der Strömung. Trotz der im Expe-
riment vorkommenden Schwankungen stimmt das numerisch ermittelte
Temperaturfeld mit den UV-intensivierten Aufnahmen sehr gut überein.
Mit einem 2D-axialsymmetrischen Modell werden die in den Phasen 3 und
4 vorkommenden starken Asymmetrien nicht erfasst. Sowohl im Experi-
ment als auch in der Numerik findet innerhalb der Blase eine Volumen-
reaktion statt. Die am Randbereich der Rückströmblase vorkommende
erhöhte chemische Umsetzung ist in beiden Fällen gut sichtbar.

In der numerischen Simulation zeigte sich das zyklische Auftreten der
vier Phasen beim Propagieren der Flamme durch das Mischrohr nicht.
Es liegt die Vermutung nahe, dass die vier Phasen sowohl von den im
Strömungsfeld vorkommenden Asymmetrien bzw. Schwankungen als auch
von den auftretenden Störungen der Wechselwirkung der Turbulenz mit
der chemischen Reaktion verursacht werden.

Trotz der festgestellten Unterschiede zwischen Rechnung und Experiment
durch dreidimensionale Effekte, gibt das 2D-axialsymmetrische Modell
das Propagieren der Flamme durch das Mischrohr gut wieder. Da auch die
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Rückschlagsgrenzen quantitativ richtig berechnet werden konnten (siehe
Abb. 81), lässt sich folgern, dass die dreidimensionalen Effekte von un-
tergeordneter Bedeutung sind.

7.3.7 Bedeutung des lokalen Flammenlöschens (Quenching)

Es stellt sich noch die Frage, wie das barokline Drehmoment mit der
brennerspezifischen Konstante Cquench (siehe Gl. (3) und Kröner [73])
verknüpft werden kann. In einer flammenrückschlagsgefährdeten Drall-
strömung kann ein Flammenrückschlag dann verhindert werden, wenn
das Verhältnis des chemischen Zeitmaßes und des Strömungszeitmaßes
größer als Cquench ist. Mit Absenkung der Luftzahl in einer Drallströmung
verringert sich das chemische Zeitmaß bei gleichzeitig lokal konstant blei-
bendem Strömungszeitmaß. Dies ist gleichbedeutend mit einer Erhöhung
der chemischen Umsetzung und der Wärmefreisetzung. Folglich steigt die
adiabate Temperatur und die Ausdehnung der Flammenzone verringert
sich. Beides führt zu einem Anstieg des Gradienten der Dichte (Abb.
120). Je höher der Gradient ist, um so höher wird das barokline Dreh-
moment. Das verstärkt die Entstehung der zusätzlichen azimutalen Wir-
belstärke und letztendlich die zusätzliche Induktion in der Rückströmbla-
se. Wenn das chemische Zeitmaß so klein ist, dass Cquench unterschritten
wird, erreicht die zusätzliche Induktion das Niveau, das zur Einleitung
eines Flammenrückschlags notwendig ist.

Abbildung 120: Gradienten des Drucks und der Dichte bei den Luftzahlen von λ =
1.3 und 1.4
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7.3.8 Zusammenfassende Darstellung der zum verbrennungs-
induzierten Wirbelaufplatzen führenden Effekte

Abbildung 121 stellt die schematische Zusammenfassung zur Entstehung
bzw. zum Verhindern eines verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens
dar.

Skizze a zeigt die in dieser Arbeit untersuchte Strömungsform mit den
typischen radialen Geschwindigkeitsverläufen U und W. Bei einem Quer-
schnittssprung platzt der Wirbel infolge der Aufweiterung des Wirbel-
kerns (divergierende Stromlinie) auf. Dort entsteht durch die Umorientie-
rung der axialen Wirbelstärke torusförmig angeordnete negative azimu-
tale Wirbelstärke. Diese führt auf der Achse zu einer Induktion (Iind,kalt)
negativer axialer Geschwindigkeit, die zur Bildung einer Rückströmblase
führt.

In der Drallströmung mit Verbrennung entwickelt sich bei hoher Luftzahl
eine Flammenzone stromab des Staupunktes der Rückströmblase (Skiz-
ze b). Die Turbulenz und die Stärke der Rückströmzone bestimmen den
Verlauf und die Breite der Flammenzone im Bereich der Rückströmblase.
Infolge der nicht parallel zueinander stehenden Gradienten des Drucks
und der Dichte entsteht ein baroklines Drehmoment. Das erzeugt in der
Rückströmblase zusätzliche negative azimutale Wirbelstärke. Folglich ent-
wickelt sich dort eine zusätzliche Induktion Iind,baro.

Mit Reduzierung der Luftzahl bewegt sich die Flammenzone stromauf und
wird schmäler (Skizze c). Im Bereich des Staupunktes ist die Verbrennung
stark chemisch kontrolliert, sodass stromauf von der Blase kaum Brenn-
stoff umgesetzt wird. Die Reduzierung führt zu einem starken Anstieg des
Gradienten der Dichte, was zu einem größeren baroklinen Drehmoment
führt. Dadurch wächst die stromauf gerichtete Induktion Iind,baro stark an.
In Kombination mit der aus der kalten Strömung vorhandenen Indukti-
on Iind,kalt wird das Gleichgewicht der Strömung mit der Rückströmblase
gestört. Letztendlich propagiert die Rückströmblase gegen die hohe axiale
Jetströmung auf der Achse stromauf.

In Drallströmungen mit niedrigeren tangentialen Geschwindigkeiten
und/oder größerem Wirbelkerndurchmesser ist die negative azimutale
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Abbildung 121: Schema zum verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzen

Wirbelstärke um die Rückströmblase geringer und die Induktion durch
das barokline Drehmoment reicht nicht mehr dazu aus, das Stromaufpro-
pagieren der Rückströmblase einzuleiten. Eine weitere Reduzierung der
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Luftzahl erhöht zwar das barokline Drehmoment, gleichzeitig wandert je-
doch die Flammenzone stromauf vor den Staupunkt (Skizze d). Durch
die Volumenexpansion weiter stromauf wird nun die in der kalten Drall-
strömung vorhandene negative azimutale Wirbelstärke reduziert. Somit
wird die zusätzliche Induktion durch das barokline Drehmoment durch die
Reduzierung der beim Wirbelaufplatzen ohne Verbrennung vorhandenen
Induktion infolge der Expansion kompensiert.

Abbildung 122 zeigt, wie ein verbrennungsinduziertes Wirbelaufplatzen
in einer hochturbulenten Drallströmung mit einer Rückströmblase opti-
mal eingeleitet werden kann. Das barokline Drehmoment ist am höchsten,
wenn die Gradienten der Dichte (rote Linien) und des Drucks (blaue Lini-
en) senkrecht zueinander stehen. Mit Erhöhung der Gradienten der Dich-
te und des Drucks steigt das barokline Drehmoment weiter an. Erste-
res wird über die Absenkung der Luftzahl erreicht. Im Rückströmblasen-
bereich steigen die Gradienten des Drucks, wenn in der Drallströmung
die Verdrallung im achsnahen Bereich erhöht bzw. der Wirbelkernradi-
us kleiner wird. Die Flammenzone sollte den Bereich vor der Spitze der
Rückströmblase (grüne Einkreisung) nicht erreichen.

Abbildung 122: Anordnung für ein verbrennungsinduziertes Wirbelaufplatzens

Die Sicherheit von Drallströmungen gegen Flammenrückschläge kann ver-
bessert werden, wenn es gelingt, die achsnahe Verdrallung zu verringern,
den Wirbelkernradius zu vergrößern und das Turbulenzzeitmaß in der
Rückströmblase zu verkleinern.
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8 Zusammenfassung

In früheren Studien wurden in einer gasturbinentypischen, hochverdrall-
ten Strömung mit einem axialen Jetstrom auf der Symmetrieachse Flam-
menrückschläge bei Reduzierung der Luftzahl in homogenen Methan-
Luft-Gemischen beobachtet. Dieser Flammenrückschlagstyp - das ver-
brennungsinduzierte Wirbelaufplatzen - konnte erstmals mit einem CFD-
Code numerisch simuliert werden.

Die Ziele dieser Arbeit waren die Entwicklung eines CFD-Tools zur Vor-
hersage von Flammenrückschlägen während der industriellen Designpha-
se von Gasturbinenbrennern und die Verbesserung des Verständnisses
hinsichtlich der beim verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzen vorkom-
menden Mechanismen. Darüber hinaus sollte eine quantitative Überein-
stimmung zu den experimentellen Daten erreicht werden.

Im Hinblick auf die industrielle Anwendung der in dieser Arbeit gewonne-
nen Erkenntnisse wurde auf ein kommerzielles CFD-Tool zurückgegriffen.
In dieser Arbeit wurden drei Verbrennungsmodelle auf die quantitative
Wiedergabe der in den experimentellen Studien gewonnenen Daten, auf
die Robustheit bei der numerischen Rechnung, auf die Anwendbarkeit
in einem großen Bereich der Interaktion zwischen Turbulenz und chemi-
scher Reaktion und auf eine einfache Implementierung untersucht. Die
Auswahl fiel auf die Kombination eines Reynoldsspannungs-Modells mit
dem Verbrennungsmodell von Schmid. Die mit dieser Kombination nu-
merisch simulierten Strömungen mit bzw. ohne Verbrennung konnten die
experimentellen Daten quantitativ wiedergeben.

Gleichzeitig wurde eine Strategie entwickelt, mit der eine Reduzie-
rung dreidimensionaler Geometrien auf ein 2D-axialsymmetrisches Modell
ermöglicht wird. Mit den 2D-axialsymmetrischen Modellen sind ausführ-
liche Parameterstudien mit kurzen Rechenzeiten bei geringerem Speicher-
bedarf realisierbar. Beim einfachsten 2D-axialsymmetrischen Modell wer-
den die aus der 3D-Rechnung gewonnenen Strömungsgrößen verwendet.
Zur Einstellung der radialen Verläufe der Strömungsgrößen von Drall-
strömungen mit axialem Jetstrom wurde ein theoretischer Ansatz formu-
liert. Ein weiteres 2D-axialsymmetrisches Modell ermöglicht eine Redu-
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zierung der dreidimensionalen Strömung im Schaufelbereich des Draller-
zeugers auf zwei Dimensionen. Dazu wurde eine Drallquelle entwickelt,
die über leicht implementierbare algebraische Formulierungen beliebige
Strömungsformen in Abhängigkeit des durch die Drallquelle fließenden
Massenstroms erzeugt. Die Flexibilität dieser Modelle wurde durch Si-
mulationen von Drallströmungen ohne Verbrennung demonstriert. Dabei
wurde deutlich, dass das Wirbelaufplatzen nicht über die Drallzahl be-
schrieben werden kann und das Verhalten der Rückströmblase sehr stark
von minimalen Veränderungen der radialen Verteilungen der Strömungs-
größen im Wirbelkernbereich abhängt. Mit einem lokalen Anstieg der
Verdrallung bzw. einer Verringerung der Turbulenz im Wirbelkernbereich
wandert die Rückströmblase stärker stromauf.

Die detaillierte Analyse der Rechenergebnisse zeigte, dass sich die Wirbel-
transportgleichung besonders gut dafür eignet, die Mechanismen, die zur
Einleitung eines verbrennungsinduzierten Wirbelaufplatzens führen, zu
identifizieren. Die Interaktion der chemischen Reaktion mit der Strömung
erzeugt ein um die Rückströmblase mittig angeordnetes, torusförmig
wirkendes baroklines Drehmoment. Dieses führt auf der Achse in der
Rückströmblase zu einer stromauf gerichteten Induktion. Die Kombinati-
on dieser Induktion mit der bereits beim kalten Wirbelaufplatzen vorhan-
denen Induktion stört das Gleichgewicht zwischen der Strömung und der
Rückströmblase. Folglich wandert die Rückströmblase trotz des Axial-
jets auf der Achse stromauf in Richtung des Drallerzeugers. Gleichzeitig
konnte demonstriert werden, dass minimale Veränderungen im Wirbel-
kernbereich der Drallströmung die Sicherheit des Drallbrenners gegenüber
Flammenrückschlägen erhöhen können.

Die Kombination aus Reynoldsspannungs-Modell und dem Verbrennungs-
modell von Schmid gibt die experimentell ermittelten Flammenrück-
schlagsgrenzen in einer flammenrückschlagsgefährdeten Drallströmung
quantitativ richtig wieder. Weiterhin ist eine gute Übereinstimmung der
numerisch ermittelten Strömungsgrößen im Bereich der Rückströmblase
während des Flammenrückschlags mit den experimentellen Daten erzielt
worden.

Diese Arbeit zeigt, dass Zerstörungen von in den Gasturbinen eingesetzten
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Drallbrennern infolge von Flammenrückschlägen bereits in der industri-
ellen Designphase mit einer unkompliziert durchführbaren numerischen
Simulation vermieden werden können. Gleichzeitig ergänzt die numeri-
sche Simulation experimentelle Studien, da ein tieferer Einblick in die
Struktur der Strömung bzw. in die Interaktion zwischen der chemischen
Reaktion mit der Wirbeldynamik erreicht wird.
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[115] M. Scheurlen. Über den Einsatz von Monte-Carlo-Verfahren zur
Berechnung von Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen in reagieren-
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