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Kurz Zusammenfassung

Die vorliegende Arbeit befafit sich mit der Wechselwirkung zwischen modernen, auf dem Prin-
zip der Rauchgasrezirkulation basierenden Low-NOx Brennern und den Brennkammern auf
denen sie betricben werden. Dabei steht die Untersuchung der Rezirkulationsrate, als der
wesentliche Betriebsparameter, im Mittelpunkt.

Mit Hilfe der numerischen Strémungs- und Verbrennungssimulation werden Zusammenhinge
aufgekldrt, die in der praktischen Kombination von Brenner und Brennkammer immer wieder
zu wenig verstandenen Problemen fithrten.

Durch die Formulierung der Erkenntnisse in analytischen Gleichungen wird die leichte Umset-
zung und Anwendung innerhalb der Industrie ermoglicht.

Die Simulation einer serienmiBig erhiltlichen Kombination von Rezirkulationsbrenner und
Brennkammer zeigt die Anwendbarkeit, sowic den notigen Aufwand, der heute verfiigbaren
Rechenmodelle fiir praxisrelevante Geometrien auf,

Umfangreiche Vergleiche mit Verifikationsmessungen verdeutlichen die erreichten Genauigkei-
ten. Die Gebiete zuklinftiger Entwicklungsarbeiten werden aufgezeigt.



Abstract

This work explores the interaction between boilers and modern low NQy burners with flue gas
recirculation, The heat release of such systems is typicaliy in the range from 10kW up to about
400kW. Of major interest is the rate of recirculation of the flue gas, since it strongly influences
the emission of nitrogen oxide (NO).

The fluid flow and combustion process is simulated by the use of numerical simutation codes
(finite volume method). The results of the simulations permit the understanding of cffects
arising from the arbitrary combination of boilers and burners of different origin.

The state of the art of oil combustion simulation is the calculation of a complete burner/boiler
configuration using body fitted co-ordinates in the true geometry. A detailed discussion is given
about the needs and the effort as weil as the possible benefits of such a simulation.

Extensive comparisons with measurements demonstrate the accuracy of the applied models as
well as the needs for further developments,
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1 Einleitung

Das, insbesondere in den letzten Jahren, stark gestiegene Umweltbewufitsein fiihrte auch im
Bereich der haustechnischen Wirmeerzeugung aus fossilen Energietriigern zu erheblichen For-
schungsanstrengungen, mit dem Ziel der Minimierung des SchadstoffanstoBes.

Wihrend den siebziger und achtziger Jahren galt das Hauptinteresse der Steigerung des wirme-
technischen Wirkungsgrades, sowie der Einfiihrung von schwefelarmem Heizol zur Minderung
der Emission von schwefelhaltigen Verbindungen, insbesondere des Schwefeldioxids (SOp).

Die Maximierung des Wirkungsgrades, verbunden mit einer minimalen Emission von Kohlen-
monoxid (CO), fiihrte zu sehr kompakten, heifien Flammer. Die spiter folgende Thematisie-
rung der Stickoxidemissionen zeigte, dafd zum Teil gerade durch die MaBnahmen zur Wir-
kungsgradsteigerung vermehrt Stickoxide gebildet wurden. Die gegenliufigen Tendenzen der
Kohlenmonoxid und Stickoxidemissionen stelien die besondere Herausforderung bei der
Gesamtemissionsminderung dar.

Wihrend die Emission von schwefelhaltigen Verbindungen hauptsiichlich durch Glbrand (und
Kohle) verursacht warde, werden Stickoxide sowch] vor Ol- als auch von Gasbrennern emit-
tiert. Dies fithrte zar Entwicklung von Reduktionsprinzipien, weiche fiir beide Formen der
Wirmeerzeugung anwendbar sind.

Im Bereich der Haushaltbrenner (O] und Gas) setzte sich der Einsatz einer speziellen Emis-
sionsminderungstechnik -die Rauchgasrezirkulation- durch, Wihrend der Markteinfiihrung
zeigte sich, dal neue, bisher nicht festgestelite Probleme, bei der Kombination von Brennern
und Brennkammern aoftraten, fiir die keine plausiblen Erkldrungen gefunden werden konnten.
Die vorliegende Arbeit beschaftigt sich mit der Kldrung der offenen Fragen in diesem Problem-
feld.

Die Umsetzung des erreichten technischen Standes wurde durch Einfiihrung strengerer Ernis-
stonsgrenzwerte von gesetzgeberischer Seite (z.B. Luftreinhalteverordnung 1992 in der
Schweiz) forciert,

1.1 Wirkung von NO, auf die Umwelt

Die Aufrahme von Luftschadstoffen erfolgt bei Mensch und Tier vorwiegend iiber die Lunge,

die z.B. beim Menschen eine Austauschfliche von ca. 100-200m? anbietet. Demgegeniiber
spielt die Resorption iber die Haut sowie den Magen-Darmirakt eine untergeordnete Rolle.

Bei Pflanzen erfolgt dic Aufnahme cbenfalls an der aktiven Austauschfliche mit ihrer Umge-
bung, was typischerweise nicht die ganze Blattoberfiche ist, sondern die zur Bewiltigung der
Atmungsfunktion spezialisierten Spalttffnungen.

Wiihrend die friihesten bekanntgewordenen Smogepisoden in Belgien (Liittich, 1930) und USA
{Donora/Pennsylvanien, 1948} mit industriellen Emissionen verbunden waren, gilt die tiber-
wiegend kohlegefeuerte Hausheizung als Hauptquelle fiir die bisher folgenschwerste Smog-
situation, die sich 1952 in London ereignete. Nach Jaekel et al. (1980) werden jhr ca. 4000
Todesopfer zugeschrieben. Insbesondere Sduglinge, ditere Personen, sowie Herz- und
Lungenkranke waren davon betroffen. Der Anteil des NOy an dieser Katastrophe ist nicht ge-
nau gekldrt, hauptsichlich wird SO; (in einer Konzentration von ca. 3,4 mg/m3 = 1,3 ppm) fiir
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die Auswirkungen verantwortlich gemacht, das dhnlich dem NO bei Kontakt mit Feuchtigkeit
{Schleimhiiate) zur Sdurebildung neigt und daher dhnliche Beschwerden verursacht,

Aufgrund der Verinderung von Energieverbrauchsgewohnheiten 2.B, der Substitution von
Kohle durch Ol oder Gas beim Hausbrand, sowie einem erhéhten UmweltbewuBtsein, was
z.B. in strengeren Emissionsgrenzwerten zum Ausdruck kommt, sind derart hohe Immissions-
konzentrationen gegenwintig in Westeuropa nicht mehr zu beobachten.

Trotz vielfdltiger chemischer Zusammensetzung wird im allgemeinen zwischen dem mehr
schwefelhaltigen Smog (Londoner Typ), sowie dem sogenannten photochemischen Smog un-
terschieden. Letzterer wird insbesondere in verkehrsreichen Ballungsgebieten beobachtet, wo er
aus einer Reaktion zwischen NOy, CO, unverbrannten Kohlenwasserstoffen und Wasserdampf
in bodennahen Luftschichten unter Einwirkung von ultravioletter Sonnenstrahlung entsteht, Es
kommt zur Ausbildung von Sekundirschadstoffen sogenannten Photooxidantien, insbesondere
Qzon, organischen Peroxiden und Aldehyden.

Wirkung von NO auf Mensch und Tier

Stickstoffmonoxid ist ein farb- und geruchloses Gas und daher vom Menschen direkt erst durch
seine gesundheitsschidigenden Wirkungen wahenehmbar, In Verbindung mit Feuchtigkeit von
z.B. Schieimhéuten (Augen, Atemwege, Lunge) entsteht &tzende Salpetersiure (HNO3) nebst
salpetriger Sure (HNO3). Die von diesen Sduren ausgehende Reizwirkung 16st eine Kontrak-
tion der Bronchien aus, wodurch der Stromungswiderstand der Atemwege mefibar ansteigt, so
daf ein Gefiihl der Atemonot hervorgerufen werden kann. Neben den Atemorganen reagieren
vor allem die Augen mit Brennen und Trinen auf die von NO hervorgerufene Zerstorung des
natiirlichen Milieus.

Wirkung von NO; auf Mensch und Tier

Die Mehrzahl der Studien iiber Stickoxide konzentriert sich auf NOg, da NO in der Atmosphiire
71 NOy aufoxidiert wird. Nach Cox (1982) liegt die mittlere NO Lebenszeit in der Atmosphire,
bei Anwesenheit von ca. 30ppb Ozon (O3), um eine Minute.

Stickstoffdioxid ist in der Gasphase gekennzeichnet von einer gelbroten bis rotbraunen Farbe
und verfiigt liber einen stechend Geruch. Die Geruchsschwelle liegt bei ca. 0.2 ppm, wihrend
der MAK-Wert anf 5 ppm festgelegt ist. Nach Jackel et al. (1980) kommt es bereits bei einer 10
miniitigen Exposition bei 4 ppm NO; zu einem verdinderten arteriellen Saverstoffdruck.

Eine Schadigung des Erbgutes aufgrund der molekularen Angriffsmechanismen von NOy (und
auch O3) kann nicht schliissig nachgewiesen werden, wird aber in der Literatur diskutiert
(Jackel et al. (198()).

Wirkungen auf Pflanzen

Anfang der TOer Jahre warden in der Bundesrepublik Deutschiand an Tannen und im Herbst
1980 an Fichten Symptome beobachtet, die 1981 neben den Nadelhélzern auch Laubbiume
erfafiten und heute als Waldsterben bekannt sind,

Nach Urbach (1988) werden als wesentliche Ursache fiir das Waldsterben Luftschadstoffe wie
503, NOy, O3 und weitere Photooxidantien sowie HF, HCL, H)S etc. verantwortlich ge-
macht. Diese Schadstoffe werden entweder iiber die Spalttffoungen oder indirekt iiber den
Boden und das Wurzelwerk von der Pflanze aufgenommen. Man unterscheidet die eintretende
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Schidigung in akute, chronische und latente Schiden. Wobeti insbesondere eine latente Schidi-
gung keine signifikanten Symptome zeigt, aber den Nihcboden fiir den Befall mit natiitlichen
Schadlingen bildet und eine eindeutige Ursachenermitttung dadurch erschwert, Die Erforschung
der Zusammenhiinge gestaltet sich schwicriger als bei Mensch und Tier, da eine geschidigte
Pflanze nicht chne weiteres gezielt einem speziell verinderten Umfeld ausgesetzt werden kann.
Laboruntersuchungen beschréinken sich in der Regel anf die Erforschung von akuten Schiidi-
gungen, in seltenen Fillen auch Dosis-Expositionszeit Zusammenhiingen welche eine chroni-
sche Schidigung hervorrufen.

Bei einer Aufnahme @iber die Spaltéffnungen ist eine Einwirkung auf die Assimilationsprozesse
gegeben und auch eine geringere Photosyntheseleistung zu erwarten. Bei einer Aufnahme aus
dem Boden ist als Folge der Schidigung des Wurzelwerks und damit der gestorten Nihrstoff-
aunfnahme ebenfalls eine Hemmung der Photosynthese denkbar.

Urbach (1988) exponierte Spinatblatter einer Gasatmosphire mit hoher NO; Konzentration
(5ppm iiber 4h, 1ppm tiber 25h), konate aber keine Schadigung messen (Floureszenzmethode),
Die pflanzenschidigende Wirkung von NOy wird daher in der Literatur vorwiegend in dessen
photooxidativen Nachfolgepradukten gesucht.

1.2 Die heutige Emissionssituation

Das Wissen um die negative Beeinflussung der Umwelt durch hohe Schadstoffkonzentrationen
ertffnet die Frage nach der Herkunft, den Hauptemittenten.

In einer auf den statistischen Daten von 1984 basterenden Studie des BUWAL (£987) wurde
dic in Abbildung 1.1 dargestellte Zuordnung der Gesamtemission von Stickoxid (und auch
anderen Schadstoffen) vorgenommen. Demnach entfallen ca. 4% der Stickoxid Emissionen in
der Schweiz auf die privaten Haushalte!, wihrend auf die Industrie ca. 22% und auf den
Verkehr ca. 74% fallen.

private Haushalte (8500)
Industrie (48G00) k

Verkehr (157800)

Abbildung I.L  Stickoxid-Emissionen 1984 in der Schweiz (in Tonnen)

Global betrachtet ergibt sich darans zuniéichst der Anreiz insbesondere im Verkehrssektor und
dann auch im Industricbereich durch geeignete Mafinahmen eine Emissionsminderung herbeizu-
fithren.

Eine Betrachtung auf der Basis lokaler Emittenten fiilut jedoch auf ein anderes Ergebnis, Nach
Jost et al. (19835) teilt sich die Emission des Verkehrssektors (fiir die BRD 1985) in 3 Haupt

1 Welehe wiederum zu mehr als 90% von G- und Gasbrennern verursacht sind.
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bereiche gemifl Abbildung 1.2 auf.

innerorts (24%)

Autobabn (41%)

auBlerorts (35%)
Abbildung .2 Stickoxid-Emissionen des Verkehrs in der BRD nach Straflentyp

Eine regionale Aufteilung der Industrieemissionen (auBerorts, innerorts) liegt nicht vor. Wenn
zur groben Abschitzung davon ausgegangen wird, daB infolge der drtlichen Trennung von
Industriestandorten und Wohngebieten nur ca. 50% der Industrieemissionen in Agglomera-
tionen erfolgen, und dafi die Emissicon der privaten Haushalte ausschlieBlich im Winterhalbjahr
erfolgt, so ergibt sich die in Abbildung 1.3 gezeigte Verteilung.

private Haushalte (22%)

Industrie (30%)

Verkehr (48%)

Abbildung 1.3 Geschdtzrer Anteil der privaten Haushalte an der Stickoxid-Emission
in Agglomerationen wihrend der Heizperiode

Da auch von der Industrie NOy -Emissionen durch Feverungsanlagen verursacht werden (nach
BUWAL (1987} ca. 34%), kann der Anteil der OI- und Gasfeucrungen zumindest in der Joka-
len Betrachtungsweise nicht mehr vernachlissigt werden. Uberdies ist fiir die Zukunft, als
Folge der Einfiihrung emissionsmindernder MaBnahmen, insbesondere des Katalysators, ein
Absinken der NOy -Emissionen im Verkehrsbereich zu erwarten. Bei prognostizierten stagnie-
renden Ernissionszahlen im Feuerungsbereich fiihrt dies zu einem Anstieg dieses Anteils an der
Gesamtemission von NOy.

1.3 NOy Entstehung bei der Verbrennung
In der Literatur unterteilt man, je nach Entstehung, die Stickstoffoxide in die drei Arten:
* thermisches Stickstoffmonoxid

s promptes Stickstoffmonoxid
* Brennstoff Stickstoffmonoxid
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Thermisches NO

Fiir die thermische Bildung gilt der erstmals von Zeldovitch (1946) angegebene Reakijons-
mechanismus der, fiir Rauchgase aus Verbrennung mit LuftiiberschuB, gemil folgenden Reak-
tionsgleichungen ablduft:

N2+O<=>NO+N (1.0

Die Vorwirtsreaktion von Gleichung (1.1) fiihet zur Bildung eines Molekiils NO und eines
Stickstoffatoms N, welches gemal Gleichung (1.2) sehr schnell mit Sauerstoff unter Bildung
eines zweiten Molekiils NO reagiert. Kinetisch ist der erste Reaktionsschritt der wesentlich
Iangsamere und somit geschwindigkeitsbestimmend. Oftmals wird daher nur die Kinetik der
ersten Reaktionsgleichung berechnet und die gesamte NO-Produktion bestimmi aus:

d[NO]
dt

kyo=T% 10!3 exp[-i?-%pi)

= 2% ko[ Na][0] (1.3)

(1.4)

Die Bildungsgeschwindigkeit ist stark temperaturabhiingig und fiihrt, bei den in Haushaltsbren-
nern typischen Verweilzeiten von weniger als einer Sekunde, erst oberhalb ca. [700K zu nen-
renswerten NO Mengen.

In bestimmten Gebieten einer Flamme (insbesondere A<1} kann zusiizlich zu den Gleichungen
(1.1) und (1.2} noch die folgende Reaktion von Bedeutung sein:

N+OH e NO+H {1.5)

Der Reaktionsmechanismus bestehend aus den Gleichungen (1.1}, (1.2) und {1.5) wird als
enweiterter Zeldovitch Mechanismus bezeichnet.

Die Berechnung der Entstehung des thermischen Stickstoffrnonoxids ist damit prinzipiell mog-
lich. Aufgrund der sehr starken Temperaturabhingigkeit der Bildungsrate miissen dazu jedoch
die &rtlich berechneten Temperaturen sowie ihire zeitlichen Fluktuationen sehr genau bekannt
seirt. Daran scheitert heute die Berechenbarkeit des thermischen Stickstoffmonoxids fiir reale
Konfigurationen. Wenn man annimny, dall die durch eine Verbrennungssimulation ermittelte
Temperatur von der realen Temperatur um AT abweicht, dann ergibt sich fiir die Geschwin-
digkeitskonstante ko der in Abbildung .4 dargesteilte Zusammenhang. Dargestellt ist die
Grofie

kno(2000K + AT)

kNOFeh-'er =1i kyno{2000K) - 1:| 100 i%] (1.6)

fiir einen positiver oder negativen Temperaturfehler (£AT). Avfgrund des exponentielien Ver-
haltens wirken sich positive Temperaturfehler weit drastischer aus als Negative.
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400

350 /

250 7 FAT -t
200

150 /|
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50 /

Fehler in kNO [%]

-50 i
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0 2 4 o6 8 10 12 14
Temperaturfehler in [%] von 2000K

Abbildung 1.4  Relativer Fehler in der Reaktionsgeschwindigkeitskonstante kno fiir
die Basistemperatur 2000 K

Das in Abbildung 1.4 dargestellte Fehlerverhalten der Geschwindigkeitskonstante laft sich
nicht ohne weiteres auf die NO Bildungsrate gemiB Gleichung (1.3) iibertragen. Da die Bil-
dungsrate das Produkt aus Geschwindigkeitskonstante und Sauerstoffradikalkonzentration ist,
kann ein Temperaturfehler insbesondere bei hohen Temperaturen dadurch wirkungstos bleiben,
daB an dieser Stelle die Radikalkonzentration Null ist. Andererseits zeigt gerade dieses Beispiel,
daB sich Fehler in der Konzentrationsverteilung dadurch sehr drastisch auswirken kénnen, da
Temperaturfehlern zum Durchbruch verholfen wird.

Die fiir die Berechnung der Bildungsrate benétigte Konzentration von atomarem Sauerstoff er-
offnet ein weiteres Problemfeld. Die aus der Dissoziationsgleichung von molekularem Sauer-
stoff ermittelbare Konzentration stimmt selbst in einfachen Modellgasgemischen (z.B. H»-Oy
System) muir niherungsweise mit der Realitét iiberein. Insbesondere fithren Reaktionsmecha-
nismen am Anfang der Verbrennung auf weijtaus hohere Konzentrationen, man spricht dann
von Super-Equilibrium. Fir derart komplexe Brennstoffe wie Heizol, bei denen auch die Reak-
tionswege noch nicht genau bekannt sind, ist die Berechenbarkeit nur iiber stark vereinfachende
Annahmen moglich.

Prompt NO

Die Bildung von prompt NO erfolgt in der Anfangsphase der Verbrennung, in der iiber, die
durch Zerfallsvorginge von Kohlewasserstoffen entstandenen, Radikale der Luftstickstoff in
mehreren Zwischenschritten zu NO aufoxidiert wird. Der in wenigen Millisekunden ablaufende
Mechanismus ist auch heute noch weitgehend unklar. Der von Fenimore (1971) fiir die prompt
NO Bildung verantwortlich gemachte einleitende Reaktionsschritt:

CH+N, & HCN+ N 7

ist nach jiingsten quantenmechanischen Untersuchungen von Gardiner et al, (1993) nicht mog-
lich, so daf eine Berechnung des prompt NO derzeit mangels ausreichendem Wissen um die
ablaufenden Vorgénge noch nicht méglich ist.
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Die absoluten Werte des prompren NO sind oft um eine GroBenordnung niedriger als die des
thermischer NO oder des NO aus Brennstoffstickstoff,

NO aus brennstoffgebundenem Stickstoff

Der im Heizéi z.B. in Form von Aminen gebundene Brennstoff wird bei der Verbrennungs-
reaktion in Form von Radikalen (z.B. NHz, NH, CN, N) frei. Unter sauerstoffreichen Bedin-
gungen bilden sich tber komplexe Reaktionsmechanismen Stickstoffoxide. Jansohn (1992)
weist dabei dem Radikal FICN eine Schliisselroile zu.

Die Umsetzungsrate von Brennstoffstickstoff zu Stickstoffmonoxid ist von den jeweiligen
Betricbsparametern der Verbrennung stark abhiingig. Insbesondere sind die Luftzahl, die Bin-
dungsart des Brennstoffstickstoffs, der Absolutwert des Brennstoffstickstoffs sowie der
Mischungszustand (Vormisch- oder Diffusionsflamme, etc.) von signifikanter Bedeutung.

Bei der Verbrennung von Erdgas existiert die Moglichkeit der Bildung von Stickstoffoxiden aus
brennstoffgebundenem Stickstoff nicht, Erdpas enthilt Stickstoff in nennenswerten Mengen
nur in Form ven melekularem Stickstoff und dieser unterscheidet sich nicht von dem in der
Verbrennungsluft vorliegenden. Da die Stickstoffkonzentration mit Ausnahme der oxi-fuel-
Feuerungen keine limitierende GroBe darstellt, bleiben hohe Na Konzentrationen im Erdgas fiir
die Stickoxid Produktion ohne Folgen.

1.4 EmissionsminderungsmaBBnahmen an Feuerungsanlagen

In der Literatur unferscheidet man zwischen Primir- und Sekundirmethoden. Unter dem
Begriff Primédrmethode zur Emissionsiminderung werden Verinderungen an Feuerungseinrich-
tungen selbst verstanden, deren Ziel es ist, dic Entstehung des Schadstoffes zu verringern oder
zu unterbinden. Sekundirmalinahmen hingegen entfernen, mit geeigneten Verfahren, die bereits
entstandenen Schadstoffe zu einem gewissen Grad aus dem Abgas der Feuerungen.

Typisch erfordern PrimérmaBnahmen sehr viel know how {iber den eigentlichen Verbrennungs-
ablauf. SekundidrmaBnahmen, welche in der Regel hohere Investitions- und Betriebskosten
(Material- und Energieverbrauch) aufweisen, sind von den Feverungsbedingungen weniger
abhingig.

Zur Verringerung des StickoxiddusstoBes aus Feverungsaniagen ist eine Vielzahl von Primir-
mafinahmen bekannt geworden, die heute in unterschiedlichen Verbrennungssystemen realisiert
sind, In Tabelle 2.1 sind einige Methoden mit thren typischen Anwendungsfillen, sowie die
von ihnen hauptsiichlich beeinflufiten Schadstoffe dargestelit.
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PrimérmaBnabine beeinfluliter Schadstoff Anwendungsfall
Wirbelschicht- NGy, NoO Kraftwerkstechnik
verbrennung
Haushaltbrenner
Verbrennung mit NOy, RuB, C,H -
Rauchgasriickfihrung X Xty Kraftwerkstechnik
Diesel Motoren
Stufenverbrennung NOy Kraftwerkstechnik
Wassereindiisung in die NO Kraftwerkstechnik
Brennkarmer x

Tabelle 2.1:  Primérmafinahmen zur Beeinflussung der Schadstoffernission

Im Bereich der Haushaltbrenner (Leistungsklasse 101 - 102 kW) hat sich insbesondere in der
Schweiz (und zum Teil auch in Deutschland) die Rauchgasriickfiihrung unter Verwendung des
Ejektor-Prinzips etabliert.

Moderne sogenannte Rezirkulationsbrenner entnehmen dabei Verbranntes aus der Brennkam-
mer und mischen dies mit der zugefithrten Verbrennungstuft. Die dadurch fir den Verbren-
nungsprozef zur Verfligung stehende Mischung aus Luft und Rauchgas, hat einen deutlich
verminderten Sauerstoffgehalt, ist gegeniiber dem Fall ohne Rauchgasrezirkulation wirmer und
hat anfgrund der Gase Kohlendioxid und insbesondere Wasser eine erhshte Wirmekapazitit.
Zur Charakterisierung der Rezirkulation wird eine Rezirkulationsrate definiert:

Rezickulationsrate = rezirkuliertes Rauchgas % 100 (%] @n

Merbrennungslujt

Typische Werte der Rezirkulationsrate liegen zwischen 10% und 30% (Kremer und Otto
(1981), Zinser (1983)).

Bei einer fiir Haushaltbrenner typischen Abgaszusammensetzung (bei A = 1.3) von COy =
13%, HpO = 10%, Np = 73.3% und O3 = 3.7% ergeben sich die in Abbildung 2.1a/b darge-
stellten Zusammenhidnge fiir die oben diskutierten GrisBen Rezirkulationsrate, Mischtemperatur
der Verbrennungsfuft, Rezirkulationstemperatur sowie die Saucrstoffkonzentration. Ideale
Mischung von Rezirkulat und Verbrennungsluft wurde dabei vorausgesetzt.

Die NOy reduzierende Wirkung besteht im wesentlichen aus zwei Teileffekten. Zum einen wird
der Sauerstoffpartialdruck des zur Verbrennung zur Verfigung stehenden Gasgemisches durch
die Rezirkulation (Restsauerstoffgehalt um 4%) reduziert. Dadurch verzégert sich die Ener-
giefreisetzung, was aufgrund des Wirmeaustauschs zn niedrigeren Verbrennungstemperatur-
spitzen fithst.

Zum anderen wird die durch Energiefreisetzung erreichbare adiabate Flammentemperatur auf-
grund der Einmischung von Inertgas, sowie der hoben spezifischen Wirmekapazitit der rezir-
kuliesten Gase, insbesondere COy und HO, kleiner.
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Abbildung 2.1a/b  Auswirkungen der Rezirkulation auf die Mischtemperatur der
Verbrennungstuft und die Sauerstoffkonzentration

Die niedrigere Verbrennungsternperatur fiihrt zur verminderten Bildung von thermischem
Stickoxid. Aufgrund der exponentiellen Abhingigkeit der Stickoxidbildungsrate von der Tem-
peratur kann bereits eine kleine Absenkung der Temperatur die Emission deutlich verringern.
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2 Bisherige Arbeiten und Zielsetzung

2.1 Bisherige Arbeiten

Die Entwicklung des Haushaltbrenners mit Rauchgasrezirkulation geht auf Buschulte (1976)
zuriick. Das Problem der RuBemission bisheriger Brenner wird zoriickgefithrt auf die gleich-
zeitige (6rtliche) Kombination der Verdampfung, Gemischbildung und Verbrennung (Buschulte
(1982}). Die daraus resultierenden hohen Temperaturen in unmittelbarer Tropfennihe 16sen
Crack-Vorgéinge aus, bei denen Azetylen entsteht, welches stark zur Polymerisation neigt, Der
so entstandene RuBl erweist sich in sauerstoffarmen Flammenzonen als relativ stabil, weshalb
cine Emission nur durch eine Verbrennung des RuBes bei hohem Luftiiberschull zu vermeiden
ist. Aus diesen Uberlegungen werden die Anforderungen an ein mafarmes Verbrennungssystem
bei gleichzeitig niedrigem Luftitberschufl definiert. Das urspriingliche Ziel einer optimierten
Energieausnutzung bei gleichzeitig miglichst niedrigem RuBausstol wurde durch eine weitge-
hende Trennung der Verbrennungsteilvorginge: Verdampfung, Mischung, Verbrennung
erreicht und fithrte anf die in Abbildung 2.2 dargestellte Konstruktion.

Dichtung Dise

Brennerrehr Mischrohe Lultblends
Abbildung 2.2  Raketenbrenner, nach Buschulte ( 1986)

Der zur Unterstiitzung der Tropfenverdampfung riickgeftihrte Rauchgasmassenstrom fithrt tiber
die oben erwithnten Effekte ebenfalls zu einer Verminderung der Produktion von thermischen
Stickoxiden. Aufgrund der hohen Stromungsgeschwindigkeiten innerhalb der Verdampfungs-
strecke und des Mischrohres ist eine Flammenstabilisierung erst am Austritt des Mischrohres
mébglich. Dort liegt der Brennstoff in einer Brennstoffdampf-Luft-Mischung vor. Die Tropfen-
verdampfung ist weitgehend abgeschlossen, das gelbe Leuchten des, durch Anwesenheit von
Brennstofftropfen in der Flamme, erzeugten RuBes tritt nicht mehr auf. Die Flamme hat ein
blaues Erscheinungsbild, weswegen diese Art von Brennern auch als Blaubrenner bezeichnet
wird.

Die zahlreichen bisher durchgefithrten experimentellen Arbeiten (Buschulte (1982), (1985),
(1986}, Mahmens (1982)) beschiiftigen sich mit dem Betriebsverhalten des Raketenbrenners
sowie den Schadstoffemissionen. Kremer (1975) berechnete das theoretische NO, Reduktions-
potential fiir Rauchgasrezirkulation, fir einen geschitzten Temperatur-Zeit Verlauf (siehe
Abbildung 2.3) und fithrte Versuche zum Emissionsverhalten (Ru8, NO,, CxHy, CO) durch.
Das Hauptaugenmerk richtete sich auf den Vergleich von Gelb- und Blaubrenner.
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Abbildung 2.3 Zusammenhang von Flammentemperatur, Luftzahl, rezirkulierter
Menge (FR), Temperatur des Rezirkulierten (TR) und thermischem
NQy, fiir einen geschiitzten Temperatur-Zeit-Verlauf (nach Kremer
(1975))

in Kremer (1981) werden Versuche zur Becinflussung der Kohlenmonoxid (CO) Emissionen
durch geometrische Variationen der Brennkammer vorgestellt. Variiert wurde die Brennkam-
meriinge, wobei 4 verschiedene Olbrenner untersucht wurden. Der Einflufl der Brennkamimer-
tinge sei nur bei kurzen Brennkammern feststelibar (CO Anstieg, keine Aussage tiber NOy },
dann aber fiir Ol- und Gasbrenner gleichermaBen. Eine Variation des Brennkammerradius,
ebenfalls fiir verschiedene Qlbrenner durchgefiihrt, ergab eine nur sehr schwache Abhingig-
keit. Der Autor kommt zum Ergebnis, daB die sogenannte Brennkammerbelastung (Leistung
Brenner / Volumen Brennkammer [W/m?]) keinen groBen Einflull auf die NOx Emissionen hat.

Sandkuhi (1989) hat die intermitticrende Betriebsweise fiir die Kombination von 3 Kesseln mit
6 Brennern (5 Gelbbrenner, 1 Blaubrenner) untersucht. Besonderes Interesse kam der Frage-
stellung zu, welche Schadstoffernissionen und Energieverluste sich aus der Intermittenz erge-
ben. Eine Emissionsabhingigkeit von der Brenner- und Brennkammergeometrie wurde festge-
stellt. Auf eine Vertinderung des thermodynamischen Zustands des Rezirkulats bei Brennerstart
wird hingewiesen. Eine detaillierte Begriindung hierfiir, sowie die Frage inwiefern die Rezirku-
lationsrate (also die Menge) vom Brennerstart betroffen ist, ist jedoch offen und aus den
Ergebnissen nicht ableitbar.

2,2 Zielsetzung dieser Arbeit

Die in Abbildung 2.2 dargestellte Rauchgasriickfiihrung hatte primér zum Ziel, die &rtliche
Trennung von Tropfenverdampfung, Mischung und Dampfverbrennung herbeizufithren. Zur
Ausniitzung der NOy, -reduzierenden Wirkung der Rauchgasriickfiihrung ist eine gezielte Ein-
stellung von Rezirkulationsrate und Temperatur des Rezirkulats unumgiéinglich.
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Daraus ergab sich die Weiterentwicklung zu Blaubrennern mit Offnungen im Flamm- oder
Brennrohr, da eire Temperaturreduktion des Abgases einen Wirmetausch bedingt, welcher in
der Regel vor der Brennkammer bewerkstelligt wird. Buschulte (1982) diskutierte solche Off-
nungen zur Minderung der Schallemissionen. Die bisher weitgehende Unabhiingigkeit des
Rezirkulationsbrenners und des Verbrennungsprozesses von der Brennkammer war damit aber
nicht mehr gegeben.

Bisher unbekannte Wechselwirkungen zwischen dem Brenner und den von der Brennkammer-
geometrie abhiingigen Strémungs- und Temperaturfeldern beeinflussen die Verbrennung und
Schadstoffentstehung (NOx Reduktion) zum Teil erheblich.

Eine Untersuchung dieser Wechselwirkungen auf experimenteller Basis bedarf eines erhebli-
chen Aufwandes, da jede geometrische Verinderung (2.B. des Brennkammerradius) in der
Regel eine Neukonstruktion (der Brennkammer) zur Folge hat .

Auferdem lassen sich im Experiment cinzelne Effekte nur schwer oder gar nicht trennen. Dies
ist auch das Hauptproblem der bisherigen experimentellen Arbeiten, die zwar eine Beeinflus-
sung der Ernissionen durch veriinderte Geometrien feststellten, diese jedoch nicht theoretisch
begriinden konnten.

Die Methode der numerischen Verbrennungssimulation ermdglicht hier ein sehr viel flexibleres
Vorgehen, insbesondere was die Untersuchung von Zusammenhingen anbelangt., welche
durch Anderungen der Geometrie bedingt sind.

Die durch unzureichende Modellierung nur ndherungsweise richtige Beschreibung der Vor-
ginge mub durch geeignete Methoden liberpriift werden. Eine detajllierte Beschreibung der
Effekte soll einen Beitrag leisten zu einem vertieften Verstiindnis der Vorgéinge innerhalb eines
Rezirkulationsbrenners.

Aufgrund der extremen Sensitivitit der Stickoxidproduktion auf die Ungenauigkeiten in den
berechneten Temperatur und Konzentrationsfeldern {siche Kapitel 1.3} kann ein effizientes
Vergehen nicht in dem Versuch liegen die Entstehung des thermischen Stickstoffmonoxids
direkt zu simulieren. Der dafiir nétige Rechenaufwand, zur Sicherung der geforderten Genau-
igkeit fiir die skalaren Grofen, widerspricht dem Vorhaben einer systematischen Parameter-
variation mit dem dafiir nStigen Aufwand von einigen hundert Simulationen. Insbesondere
wenn es sich um geometrisch komplexe Konfigurationen, wie z.B. den in Abbildung 2.2 dar-
gesteliten Rezirkulationsbrenner, handelt.

Aussagen beziiglich des Stickoxidausstofes auf der Basis von Verbrennungssimulationen sind
dennoch moéglich, da zwischen der durch Simulation ermittelbaren Rezirkulationsrate und dem
Stickoxid-AusstoB ein eindeuntiger Zusammenhang besteht. Abbildung 2.4 links zeigt fiir einen
Gasbrenner den von Flamme (1989) gemessenen Stickoxid-Reduktionseffekt als Funktion der
rezitkulierten Abgasmenge konstanter Temperatur, Dabei ist die dimensionslose Grife r
{(Rezirkulationsfaktor) definiert als das Verhiltnis von rezirkuliertern Gasstrom zum Abgas-
strom im Kamin, Der Abgasstrom im Kamin ist aus Griinden der Kontinuit#t gleich der Summe
von Brennstoff- und Luftmassenstrom. Der Rezirkulationsfaktor r unterscheidet sich demnach
von der in dieser Arbeit verwendeten Rezirkulationsrate (RezRa) um den Brennstoffmassen-
strom. Da der Bremnstoffmassenstrom in der Regel sehr viel kleiner ist als der Luftmassenstrom
ergeben sich fiir r nur geringfiigig kleinere Werte als fiir RezRa.

Die Regressionsanalyse mit Hilfe eincs Exponentialgesetzes fithrt anf die in Abbildung 2.4
links eingezeichnete Kurve. Nach Flamme (1989) gilt:

NO, X
NOL(ro0) R85 E) 22)
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Demnach fithrt jede Erhohung der rezirkulierten Abgasmenge auf cinen niedrigeren Sticko-
xid-AusstoB. Der streng monotone Verlauf des Reduktionseffekts spiegelt sich in allen Mes-
sungen wieder.
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Abbildung 2.4:  NOy Emission als Funktion des Rezirklationsfaktors {Flamme (1 089})

links: Am1.05; Tpp=813K; Tapgas =1425K: NO(r=0)=870mg/m3;
Leistung ca 160kW

rechts: A=1.05,‘Tf,t¢ﬁ=300—813K; Tabgas =1300-1750K; verschiedene
Brenner und Betriebsbedingungen

Abbildung 2.4 rechts zeigt die Versuchsergebnisse fiireine Vielzahl unterschiedlicher Brenner
und Betriebszustinde.

Mit Hilfe der numerischen Simulation kann die Rezirkulationsrate ermitteit werden. In Verbin-
dung mit obigen Messungen 138t sich aus der Veriinderung der Rezirkulationsrate, als Funktion
von Parametervariationen der Konfiguration, qualitativ der zu erwartende EinfluB auf die
Stickoxid-Emission ermitteln.
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Aufgrind der geringen Streuung des Reduktionseffekts (Abbildung 2.4 rechts) wiren in Ver-
bindung mit einer Bestimmung des Absolutwertes der rezirkulierten Menge (Typabhiingigkeit)

sogar quantitative Aussagen moglich.
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3 Numerische Simulation von Verbrennungsvorgingen

3.1 Fleiddynamische Simulationen

3.1.1 Grundgleichungen

Die allen Strtdmungen zugrundeliegenden Erhaltungssitze von

Masse:
o, dpw)
ot T = 31
af * 8)5!' 0 ( )
Impuls:
a(pui) a(‘oujui)_ aP 7 au,- au_'; 2 8uk
ot * Ix; - 8x5+3xj#r9xj+c9x,- 35’;"8@ (3.2)
und Energie:
apn) , ot} o [nf on
at i dx; _ij Prl d; * S (3.3)

stellen die Basis fiir die numerische Berechnung von Stromungsvorgingen dar. Die Beriick-
sichtigung zusitzlicher Phénomene kann durch hinzufiigen weiterer Terme erfolgen (z.B. Mas-
senkrifte, Lewis-Zahl # 1 Effekte, etc.).

Laminare Stromungen lassen sich mit einer rdumlichen (und zeitlichen) Diskretisierung obiger
Gleichungen 1ésen.

Fiur die in der Technik bei weitem am haufigsten avftretenden turbulenten Strémungen ergibt
sich ein Diskretisierungsproblem. Im Prinzip lassen sich auch diese Stromungen mit hinrei-
chend feinem Gitter mit obigen Erhaltungssitzen 1ésen, man spricht dann von Direkter Numeri-
scher Simulation (DNS). Jedoch ist man dazu, bei der heutigen Leistungsfihigkeit von GroB-
rechnern, nur fiir relativ kleine Re Zahlen (2.B. Re =500; Friedrich (1992) oder Re=1000;
Karniadakis und Orszag (1993)) in der Lage, da mehrere GroBenordnungen von Lingen- und
Zeitskalen, von den geometrischen Abmessungen bis zu den sehr kleinskaligen dissipativen
Wirbelstrukturen, értlich und zeitlich aufgeldst werden miissen. Aus diesem Grunde werden
zur Berechnung turbulenter Strdmungen (nach O. Reynolds) zeitgemittelte Transportgleichun-
gen herangezogen, die sogenannten Reynoldschen Gleichungen, bei denen die abhingigen

Variablen (allgemein ¢) in Mittelwert und turbulente Schwankung zerlegt werden gemiB:

9y =6+ 91 (3.4)
mit

B 1 Io+T

b=z Joa (3.5)

fo

= ¢ =0 (3.6)
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Die Reynoldschen Gleichungen werden ithlicherweise dargestellt in Form der allgemeinen
Transportgleichung (stationdr);

(3.7)

Aus der Zeitmittelung der nichilinearen Glieder der Transporigleichung ergeben sich unbe-

kannte Korrelationen der SchwankungsgroBen. Da mit dem Ansatz (3.4) die Gréle ¢ durch
zwel Groflen ersetzt wird ist das Gleichungssystem nun nicht mehr geschlossen und die Terme

puid’ (3.8)

miissen auf bekannte Grifen zuriickgefiibrt, modelliert, werden. Die Bedeutung von ¢ fiir die
einzelnen Erhaltungssitze ist in Tabelle 3.1, dargestellt.

Durch die in der Verbrennungszone auftretenden Temperaturschwankungen ergeben sich nicht
zu vernachlissigende Dichteschwankungen. Wird dies bei der Reynoldsmittelung der Trans-
portgleichungen berticksichtigt, so ergeben sich weitere unbekannte Terme, sogenannte

Dichteschwankungskorrelationen ( p'1}¢"). Da die Berechnung dieser Terme sehr aufwendig

ist, wird in der Regel eine andere Art der Mittelung, die sogenannte Favre Mittelung (dichte-
gewichtete Mittelung) angewandt. Die sich ergebenden Transportgleichungen haben exakt die
gleiche duBere Form wie die Reynoldsgleichungen, nur die Terme fiir Mittelwert und Schwan-
kong haben eine andere Bedeutung. Bei Verwendung der Reynoldsgleichungen unter Vernach-
lassigung der Dichteschwankungskorrelationen benutzt man daber automatisch die Mittelung
nach Favre (Philipp (1991)). In dieser Arbeit wird daher die konventionelle Schreibweise
benutzt, im BewnBtsein, daB in Stromungen mit Dichteschwankungen tatsiichlich Favre-Mitte-
lung vorliegt.

3.1.2 Turbulenzmeodellierung

Zur Schliefung des Gleichungssystems miissen die unbekannten Korrelationen (3.8) bestimmt
werden. In Anlehnung an die Berechnung des molekularen Spannungstensors fiihrte
Boussinesq (siche Schlichting 1982) dazu den Begriff der Wirbelviskositdt (1) ein. Die Wir-
belviskositét steflt keine Stoff- sondern eine Stromungsgrofe dar und triigt damit dem unter-
schiedlichen turbulenten Transport als Funktion des lokalen Strémungszustandes Rechnung.

£ ,‘:”ffg;_?'f?.‘ifgg..] 50,

—pu = + =

P / u{c’:‘xj o"x,- 3 ka 4
Zur Bestimmung der Wirbelviskositit sind nun sehr verschiedene Methoden eingesetzt worden.
Die bekannteste analytische Methode zur Beschreibung der Wirbelviskositiit ist Prandtl’s
Mischungswegansatz. Dabei wird die Wirbelviskositiit bestimmt durch:

far’

Qo

e =ply?

)

(3.10)

f‘l
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Die Turbulenz in Rohren oder Grenzschichtstromungen 145t sich damit hinreichend genau be-
schreiben, da die hierbei vorausgesetzte Vernachlissigung des Transports der Reynoldschen
Spannungen (Gleichung (3.8) fiir ¢’ =) gut erfiillt ist. Fiir Strdmungen in komplexen Geo-
metrien ist dieser Ansatz aber ungeeignet, da die Mischungsweglinge Iy, problemabhingig ist
u[}giﬁdamit fiir das gesamte Stromungsgebiet vor der Berechnung experimentell ermittelt werden
miibte.

Fiir Stromungen in komplexen Geometrien ist der Transport {(konvektiv, diffusiv) der
Reynoldsspannungen nicht vernachléssigbar. Turbulenzmeodelle die dies beriicksichtigen, las-
sen sich entsprechend der Anzaht der von ihnen geldsten Transportgleichungen klassifizieren.

Eingleichungsmodelle 1dsen eine Transportgleichung, typischerweise jene fiir das turbulente
GeschwindigkeitsmalB (Twrbulenzenergie), und bilden so dessen Variation im Strémungsgebiet
naherungsweise ab. Das turbulente Lingenmal wird jedoch nach wie vor algebraisch beschrie-
ben. Dies impliziert die Annahme einer Turbulenz in Form von Wirbeln konstanter Durchmes-
ser mit variablen Schwankungsgeschwindigkeiten. Aus dieserm Grunde sind auch Einglei-
chungsmodelle nur beschriinke einsetzbar,

Eine deutliche Verbesscrung der Allgemeingiiltigkeit wird erreicht, wenn neben einer Trans-
portgleichung fiir das GeschwindigkeitsmaB cine weitere fiir das LingenmaB der Turbulenz
geldst wird (sogenannte Zweigleichungsmodelle) .

Das weit verbreitete Zweigleichungs k-¢ Turbulenzmodell hat sich in einer Vielzahl unter-
schiedlicher Stromungsformen bewihrt (siche Rodi (1984)). Es ermittelt lokal die turbulente

Wirbelviskositdt aus der turbulenten kinetischen Energie k und deren Dissipation & gemal:

kﬁ
#r=pr—£— (3.1

wobei C,, im allgemeinen Fall eine Funktion der Turbulenzproduktion und Turbulenzdissipation
ist, jedoch in der Regel, mit Hilfe der Annahme des lokalen Gleichgewichts von Produktion
und Dissipation, auf den konstanten Wert 0.09 gesetzt wird. Fiir spezielle Strtémungssituatio-
net, in denen Produktion und Dissipation nicht im Gleichgewicht stehen, wird die Vergrofe-
rung von Cy um bis zu einer Gréflenordnung vorgeschlagen (Rodi (1984).

Die Lasung einer Transportgleichung fiir die kinetische turbulente Energie impliziert die
Annahme lokaler Isotropie der Turbulenz, was im Allgemeinen nicht gegeben ist. Darin be-

griinden sich die hauptséchlichen Schwichen beim Einsatz des k-¢ Modells, dessen Genauig-

keit umso kleiner wird, je gréfler die Anisotropie der zu untersuchenden Strémung ist {(z.B.
Drallstrsmungen, allgemein Stromlinienkriimmung).

Eine allgemeingiiltigere Modellierung kann mit dem segenanaten Reynoldsspannungsmodell er-
folgen, bei welchem Transportgleichungen fiir die einzelnen Reynoldsspannungen gelédst wer-
den. Dic Reynoldsspannungen werden dariiber hinaus-direkt ermittelt, weswegen der Wirbel-
viskositiitsansatz nicht bendtigt wird und die Unsicherheiten in C,, cbenfalls entfallen. Der
grofite Nachteil besteht in dem erheblich héheren Rechenaufwand. AuBerdem sind die hierzo
bendtigten empirischen Konstanten (Schliefungsproblem auf hoherer Ebene) noch nicht so

universell, daB sich eine generelle Verbesserung gegeniiber dem k-e Modell erreichen 1dBt
(Weber (1993)).

Fiir Verbrennungssimulationen stellt das k- Modell derzeit den ausgewogenen Kompromi8
zwischen Anwendbarkeit und Allgemeingliltigkeit dar, was sich an einer Vielzahl von Simula-
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tionen nachvoltzichen lABt {Notl (19863, (1992), Klausmann {1989), Minkenberg (1991), Foli
(1991), Philipp (1991}, Weber (1993)).

Grafle ¢ Ty S4
Gleichung
F e
Kontinuitét 1 0 b;_—(pu jq) )
J
d) 7 du;
Impuls # Hogy . "()_f" _E[“eﬁ 55_4_ )
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Tabelie 3.1 Bedeutung der verschiedenen Symbole in Gleichung (3.7) fiir die
unterschiedlichen Repriisentationen der universellen Transportgleichung

3.1.3 Diskretisierung

Die Substitution der Differentialausdriicke in Gleichung (3.7) durch algebraische Differenz-
terme bezeichnet man als Diskretisierung der Differentiaigleichung.

Das Ziel ist die Formulierung einer Differenzengleichung, welche die Eigenschafien der Dif-
ferentialgleichung wiedergibt. Diskretisicrungsverfahren werden daher beurteilt nach einer
Reihe von Methoden, die sich um die Frage gruppieren, wie genau die Differenzengleichung
die Bifferentialgleichung approximiert. Fiir eine ausfiibrliche Diskussion der Problematik wird
auf Lehrbiicher verwiesen (z.B. Schénung (1990), Patankar (1980}).

Das Hauptproblem bei der Diskretisierung der Navier-Stokes- beziehungsweise der Reynolds-
gleichungen besteht beim finiten Volumenverfahren in der Approximation der konvektiven
Fliisse an den Kontrollvolumencberflichen.

Der konvektive Term in Gleichung (3.7) schreibt sich integriert {iber das Kontrollvolumen als:

Apr;9)
‘J; 8x_,- aw (3.12)

Mit dem Satz von GauB Fift sich dieses Volumenintegral in ein Oberflichenintegral iberfiihren,
die konvektiven Fliisse sind demnach darstellbar als Bilanz tiber die Kontrollvolumenoberfl4-
chen (KVO):

1?';‘0 £ [pwj9]as (3.13)
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Sind die Werte der Variablen ¢ an den Zellknoten gespeichert, so miissen sie an der Stelle der
Kontrollvolumencberfliche durch Interpolation enmittelt werden. Die Art dieser Interpolation
entscheidet tiber die numerischen Eigenschaften der entstehenden Differenzengleichung.

Verfahren erster Ordnung vernachliissigen Terme zweiter (und hoherer) Ordnung wodurch
Abbruchfehler von der Art der Diffusionsterme (und Dissipationsterme) entstehen. Diese
Abbruchfehler fassen sich in einen Normal- und einen Queranteil zerlegen. Der Querstrmungs-
anteil wird bei UPWIND Verfahren normalerweise als numerische Diffusion bezeichnet, da der
entstehende Fehler die Losung in der selben Art beeinfluflt, als wire ein erhdhter
(physikalischer) Diffusionskoeffizient vorhanden.

Das UPWIND (UPS) Verfahren ist von erster Ordnung undverschmiert hohe Gradienten schr
stark, fithrt aber auch in kilrzester Zeit zur konvergenten, d.h. die Differenzengleichung unter
den Bedingungen des vorliegenden Diskretisierungsverfahrens approximiert abbildenden,
Losung. Raw et al. (1993) erreichten durch Stromlinien stromauf Gewichtung (Mass Weighted
Skew Upwind (MWS)) bereits eine dentliche Verbesserung der physikalischen Reprisentation,
obwohl die Genauigkeit auch dicses Verfahrens von erster Ordnung ist.

Die schlechte physikalische Repriisentation von Verfahren erster Ordnung geht einher mit einem
sehr stabilen numerischen Verhalten, wiederum da hohe Gradienten verschmiert werden und
dadurch die anderen Terme der Differenzengleichung (Gradientenansiitze) eine Didmpfung
erfahren. Dem schr stabilen numerischen Verhalten verdanken dic Verfahren erster Ordnung
ihre weite Verbreitung.

Verfahren zweiter und hoherer Ordnung (z.B. Linear Profile Sceme, LPS, Raw et al. (1993))
sind physikalisch genauer und sollten besonders bei der Simulation von Gréfen, auf die die
Zielgrofle sensitiv reagiert, sowie bel der 3D Simulation von komplexen Geometrien, fiir die
sich mit den heute verfiigbaren Grofcomputern nicht immer eine ausreichende Gitterknotenan-
zahl realisieren 146t, zum Einsatz kommen. In Anhang C ist der EinfluB der Gitterfeinheit, so-
wie der Ordaung von Diskretisierungsverfahren auf die Losung exemplarisch an einem Testfall
dargestellt. Die Feingitterigsung (100x100) des UPS Verfahrens ergibt praktisch die selbe
Lgsung wie die Grobgitterlosung (30x30) des LPS Verfahrens. D.h. Verfahren hiherer Ord-
nung konvergieren schneller, in Bezug auf die Gitterfeinheit, auf die physikalisch korrekte
Lésung.

Es 136t sich also durch Verfahren héherer Ordnung, mit weniger Gitterzellen, die selbe Genau-
igkeit erreichen, wie mit einem, hier ca, 11 fach, feineren Gitter bei Verwendung eines Diskre-
tisierzngsverfahrens niedrigerer Ordnung. Oder, wenn die Anzahl Gitterknoten aufgrund der
verfiigbaren Hardwareresourcen beschrinkt ist, 148t sich eine hthere Genauigkeit der Losung
auf dern identischen Gitter erreichen.

3.1.4 Abschiitzung des Lasuongsfehlers

Numnerische Stromungssimulationen erzeugen Niherungslosungen fiir Stmungsprobleme.
Die Qualitit der Losung hiingt, neben den getroffenen Modellannahmen, insbesondere stark
von der geomefrischen Gitteranordnung, der Gitterdiskretisierung, ab. Bine Kontrolle der Feh-
ler durch unzureichende Gitterfeinheit ist daher unerldsslich.

3.1.4.1 Quantitative Methoden
Nach Kessler et al. (1988) und Scheuerer (1993) 146t sich eine quantitative Fehlerabschiitzung

mittels Extrapolationsmetheden durchfithren, Extrapolationsmethoden gehen davon aus, dall
eine Taylorentwicklung fitr die Losung der Differenzengleichung giiltig ist. Da der Losungsfeh-
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ler definiert ist als dic Differenz der auf cinem Gitter erzeugten Lésung und der exakten
Lésung, kann die exakte (unbekannte) Losung durch die Formulierung der Taylorentwicklung
fiir zwei verschiedene Gitterabstinde aus dem Gleichungssystem eliminiert werden. Dadurch
wird di¢ Formulierung und Berechnung des Losungsfehlers aus zwei Losungen unterschiedlich
feiner Gitter, mit einer Genauigkeit méglich, deren Ordnung um eins hoher ist, als die des
verwendeten Diskretisierungsverfahrens.

Zur konsequenten Anwendung der Extrapolationsmethoden gehort die Verfeinerung der
Maschenweite in alle Raumrichtungen. Dabei steigt die Gitterknotenanzahl bei jeder Verdopp-
lung z.B. im dreidimensionalen Fali um den Faktor 23 also 8 an, wodurch man fiir reale Konfi-
gurationen sehr schnell an die Grenze der Speicherkapazitét stoft. Auch die Rechenzeit steigt
um den selben Faktor an. Bei iterativen Verfahren ohne Mehrgittermethode nimmt der Rechen-
aufwand naherungsweise sogar quadratisch ziz, was einer 64 fachen Rechenzeit pro Verfeine-
rung entspricht.

Ein Vergleich beider Losungen ist nur auf dem selben Gitter moglich. Ein weiterer Nachteil be-
steht daher in der notwendigen Extrapoiation der Grobgitterlosung auf das Feingitter. Das ver-
wendete Extrapolationsverfahren mufl von hoherer Ordaung sein als der Abbruchfehler der
Taylorreihe, was den Rechenaufwand zusitziich erhht. Bei einigen Mehrgitterverfahren, die
zur Konvergenzbeschleunigung eingesetzt werden, stehen die Losungen auf verschiedenen
Gittern sowieso zur Verfiigung, so dafl dort der zusétzliche Aufwand relativ klein ist,

3.1.4.2 Qualitative Methode

Eine einfacher anzuwendende und daher verbecitetere Methode zur qualitativen Fehlerabschit-
zung besteht im Vergleich einer Losung welche mit einem Diskretisierungsverfahren 1. Ord-
nung erhalten wurde, mit einer Losung héherer Ordnung. Dic Methode beruht auf der Uberle-
gung, daf fiir konsistente Diskretisierungsverfahren (unendliche Verfeinerung fiihrt auf die
exakte Losung) die Losungen erster Ordnung und héherer Ordnung aunf den sefben Grenzwert
konvergieren miissen, d.h. der Unterschied zwischen den zwei Losungen muf kieiner werden,
mit feiner werdendem Gitter.

Voraussetzung auch bei diesem Verfahren ist, daB die Formulierung einer Taylorentwicklung
giiltig ist, d.h. daB das Grobgitter bereits eine hinreickende Feinheit besitzt.

Diese Art der Fehlerabschitzung hat den Nachteil keine Absolutwerte zu liefern, ist jedoch rela-
tiv einfach einsetzbar und erfaubt dadurch eine standardmiBige Uberpriifung jeder Rechnung.

Wegen der beschriankten Durchfiihrbarkeit der Extrapolationsmethode fiir komplexe dreidi-
mensionale Geometrien wird in dieser Arbeit, neben dem Vergleich der Absolutwerte mit Mes-
sungen, die Methode der qualitativen Fehlerabschiitzung angewandt. Die quantitative Darstel-
lung des aus qualitativer Abschiitzung erhaltenen Fehlers erlaubt im iibrigen ebenso wie bei der
Extrapolationsmethode die lokale Giitebeurteilung des Gitters. Globale Verfeinerungen sind
ohnehin kaum durchfithrbar (Speicherplatziimitierung) und fithren auBerdem zu einer wenig
rationellen Computerausnutzung. Lokale Gitterverfeinerungen in Gebieten groer qualitativer
Fehler stellen daher eine sinnvolle Problemltsung dar.

Die numerische Losung auf einem bestimmten Gitter ergibt fiir jede Grofie unterschiedlich ge-
naue Approximationen. Fir eine ebene Kanalstrémung um ein quadratisches Hindernis erhiel-
ten z.B. Kessler et al. (1988) fiir ein Peingitter mit 190/120 Gitterpunkten fiir die Geschwindig-
keiten einen maximalen Fehler von kleiner 10%, wihrend die turbulente kinetische Energie
noch immer lokale Gebiete mit Fehlern groier 30% aufwies. Eine hinreichende Verfeinerung
zur genauen Vorhersage alter Losungsgrofen ist filr komplexe dreidimensionale Geometrien
praktisch (noch) nicht méglich. Deshalb miissen einzelne, fiir die aus der Simulation abgeleite-
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ten Schliisse wichtige, Grofen gefunden werden, fitr die eine Gitterunabhiingigkeit der Losung
nachgewiesen wird.

3.2 Verbrennungsmodellierung

3.2.1 Eigenschaften turbulenter Flammen

Verbrennungsreaktionen stellen chemische Vorginge auf molekularer Basis dar, gemiiB der
Vorstellung der Oxidation eines Brennstoffmolekiils durch ein Saverstoffmolekiil zu einem
Zwischen- oder Endprodukt. Eine chemische Reaktion bedingt also die vorausgehende
Mischung der Edukte.

Nach Burke und Schumann (1928) werden Flammen je nach dem Ost ihrer Mischung ~im
Brennraum oder auBerhalb- klassifiziert. Flammen bei denen Brennstoff und Oxidant getrennt
in den Brennraum eingebracht werden, werden als Diffusionsflammen bezeichnet. Bei einer
Mischung vor dem Eintritt in den Brennraum spricht man von Vermischflammen.

Bei den in der technischen Anwendung vorherrschenden turbulenten Flammen gehen diese
Klassifizierungen zum Teil ineinander #iber. Eine schiirfere Betrachtungsweise ergibt sich,
durch den Vergleich der Mischungszeit (t;) mit der chemischen Reaktionszeit (t.), der typi-
scherweise durch die Bildung einer Damkéhier Zahl vorgenommen wird:

Day =1
I (3.14)

wobei {; eine typische Zeit fiir die turbulente Mischung und t; eine typische Zeit fiir die chemi-
sche Reaktion ist.

u /Sy t

Da; =1
6 Da, <1 h Dag>1
167
4 Ka¢ =1
1071 E:homogener
Reaktor L= 8

A
N2y 5%
C: gefaltete Flammen %
1 B: lgicht gewellte Flamsmen
T T T T T
2 4 i 3 e
4] 10 10

1 10 i Ly /8

Abbildung 3.1: Borghi Diagramm
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Eine von Borghi (1988) durchgefithrte Kiassifizierung fiir Vormischffammen fithrt auf das in
Abbildung 3.1 dargestellte, nach ihm benannte Diagramm. Fiir nichtvorgemischte Flammen
existieren analoge Bereiche, die sich mit den sclben Parametern gegeneinander abgrenzen lassen
und sich lediglich quantitativ unterscheiden. Das doppelt Jogarithmische Diagramm stellt das
Verhiiltnis einer typischen Geschwindigkeitsschwankung zur laminaren Flammengeschwindig-

keit (u’/Sl) iiber dem Verhiltnis eines typischen turbulenten LingenmalBes zur laminaren
Flammenfrontdicke (L,/&;) dar.

Damit lassen sich Flammen in 5 typische Arten klassifizieren:

A

Laminare, ebene Flammen sind gekennzeichnet durch eine stationdre, diinne Flam-
menfront. Es existiert ein scharfer Ubergang von der nicht reagierenden in die Reakti-
onszone. Jeglicher Quertransport findet nur durch Konzentrations- und Thermadiffu-
sion statt und ist daher, im Vergleich mit turbulenten Flammen, sehr gering, weshalb
sich eine sehr spitz zulaufende Reaktionszone ansbildet, siche Abbildung 3.2,

Abbildung 3.2:  laminare Yormischflamme; nach Hoffmann (1986)

Laminare, leicht gewellte Flamimen entstelien bei kleiner Turbulenzintensitdt fir
praktisch alle LingenmaBe die eine kritische GroBe iibersteigen. Dabet muB insbeson-
dere das Lingenma8 der dissipativen (Kolmogorov) Wirbel groBer sein als die Reakti-
onszonendicke. Als Folge der niederen Turbulenzintensitit sind die turbulenten
Geschwindigkeitsschwankungen kleiner als die laminare Flammengeschwindigkeit. Aus
diesem Grund sind die Turbulenzballen nicht in der Lage in die Reaktionszone einzu-
dringen, sondern fithren nur zu deren Verformung. Die instationsire Betrachtung fiihre
auf eine diinne quasi-laminare Flammenfront. Aufgrund der Schwankungen erscheint
die zeitgemittelte Flammenfront dicker.

Gefaltete Flammen sind charakterisiert durch eine zerkliiftete Flammenfront, mit ein-
zelnen isclierten Edukte- Produkteballen. Sie entstehen bei turbulenten Schwankungsge-
schwindigkeiten, welche mindestens feicht groBer sind als die laminare Flammenge-
schwindigkeit. Dies Hift sich durch GroSenordnungsabschitzung ermitteln (2. B.
Borghi (1988)), ist aber auch der Anschauung zuginglich, da cine Schwankungsge-
schwindigkeit welche gréBer als die laminare Flammengeschwindigkeit ist, in der Lage
ist Frischgasballen durch die Reaktionszone hindurch zu verschieben, bevor diese von
der (noch immer quasi-laminaren} Flammenfront durchdrungen werden.

Dvicke turbulente Flammen sind sebr viel komplizierter zu beschreiben. Sie entste-
hen bet [ = 8; durch weitere Erhdhung der tsbulenten Schwankungsintensitit
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{ Kay = ty{t}, > 1). Das Spektrum der turbulenten Lingenmabie wird dabei grdBer, da die
Kolmogorov Linge sich zu feinerer Turbulenz hin verschiebt, das MakrolingenmaB
aber erbalten bleibt. Dadurck nimmt zum einen die Anzahl der Wechselwirkungen von
turbulenten Wirbein und Flammenfront zu, zum anderen kann dies zu dissipativen
LéngenmaBen fiihren, welche kiciner sind als die laminare Flammendicke (selbst wenn
L, »>> &). Dadurch kinnen Wirbel in der Reaktionszone zerfallen, wodurch die
Verbrennung stark intensiviert wird, Die instantane Flammenfront erscheint deutlich
dicker als die laminare. Das weite Spektrum der Turbulenz fiihrt iiber Wirbel, welche
groBer sind als die Flammenfrontdicke nach wie vor zu einer Faltung der Flammenfront.
Gleichzeitig werden die charakteristischen turbuienten Frequenzen héher, wodurch
Bereiche auitreten konnen, in denen die laminare Flammenfront der Dynamik des turbu-
lenten Stromungsfeldes nicht mehr folgen konnen. Eine Zunahme des
Geschwindigkeitsgradienten durch Wirbelfadenstreckung fiihit in Flammen zum soge-
nannten flame stretching. Eine zu hohe Streckung kann zum Aufreifien der
Flammenfront und zu lokaler Verldschung fiihren. Es existieren in diesem Bereich also
verschiedene Zustinde nebeneinander, von eingeschlossenen Frischgasballen iiber die
sie durchdringende Flammenfront, bis hin zu verloschten aber nicht vollstandig ausrea-
gicrten Gebieten.

E: Homogene Reaktoren entstehen durch weitere Verdickung der Flammenfront, wel-
che schlieBlich zur vollstindigen Aufnahme aller turbulenten LingenmaBe in dic Reakti-
onszone fithrt. Aufgrund einer sehr intensiven turbulenten Mischung liegen alle Reak-
tanden in molekularer Gemischtheit vor, so daB als einzige zeitliche Limitierung des
Reaktionsumsatzes dic endliche Geschwindigkeit der chemischen Reaktionskinetik
bestimmend wird. Der Bereich der homogenen Reaktoren ist daher charakterisiert durch
cine Damkohiler Zahl kleiner eins. Die Flamme erscheint nicht mehr gefaltet, die chemi-
schen Reaktionen laufen rdumlich gleichmiBig ab.

Auch diese Einteilung wird den realen Vorgingen nur nherungsweise gerecht, da die Angabe
von typischen Turbulenzgrofien die Reprisentation der Turbulenz durch einen Mittelwert
impliziert. Die Trennlinien der einzelnen Bereiche des Borghi Diagramms sollten daher als
Ubergangsbereiche interpretiert werden,

Einfache Verbrennungsmodelle machen sich diese Klassifizierung zu Nutze, indem nur be-
stimmie, itherwiegende Effekte bei der Modellierung beriicksichtigt werden, z.B. Mischungs-
dominanz bei mixed=burned, mixed+ignited=burned (siche Dreher und Suter 1991), EDM oder
aber chemische Dominanz bei perfekter Gemischtheit (homogene Reaktoren). Dies geht einher
mit dem Veslust der Allgemeingiiltigkeit. Vor dem Einsatz solcher Modefle mu im Prinzip ikr
Giiltigkeitsbereich tiberpriift werden. Aligemeingiiltigere Verbrennungsmodelle (Verbundwatir-
scheinlichkeitsmodell z.B. nach Philipp (1991)) versuchen mehrere Bereiche des Borghi Dia-
gramms abzudecken, zum Teil auch durch Verwendung verschiedener Modelle in unterschiedli-
chen Bercichen.

3.2.2 Gasverbrennungssimuiation

Im Fall einer turbulenten Verbrennungsreaktion miiBte fiir jede Spezies eine Transportgleichung
gelost werden, wobei die Berechnung der chemischen Quellterme, aufgrund ihrer Nichtlineari-
tat, fiir die fluktuierende Temperatur ziu berechnen wiire. Dies iibersteigt aber bei weitem die
Leistungsfihigkeit modernster Supercomputer. Dariiber hinaus erscheint es aber auch zweifel-
haft, ob sich die sehr steifen chemischen Gleichungssysteme (die Zeitskala {ibersteeicht mehrere
Grébenordnungen) mit den heute vorhandenen numerischen Methoden zur Strémungsberech-
nung chne Probleme koppeln lassen, oder ob mit noch zu entwickelnden Methoden (z.B.
Berechnung von Teilsystemen mit jeweils eigenem Zeitschritt) der um GroBenordnungen ver-
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schiedenen Zeitskalen von chemischer Reaktion und fluiddynamischer Kinematik Rechnung
getragen werden muB.

Auf der Basis der heute verfiigbaren Hard- und Software lassen sich fiir technische Verbren-
nungssysteme, welche charakterisiert sind von turbulentem Strémungszustand und komplexer
Geometrie, nur Simulationen auf der Basis vereinfachender Modellannahmen durchfiihren.

Die Modelle sind so auszuwiihien, dafl bei hinreichender Beriicksichtigung der interessierenden
Effekte der Rechenaufwand fiir einen Gitterunabhingigkeitstest bewdltigbar bleibt. Ansonsten
ldge zwar eine Losung vor, deren Giite aber nicht beurteitbar wiire, Der Simulationsaufwand
muf sich ganz allgemein an der zu beantwortenden Fragestellung orientieren.

In der Literatur sind eine Reihe von Verbrennungsmodelien bekannt, welche unterschiedliche
Annahmen zur Vereinfachung des Simulationsaufwandes treffen. Fir eine Ubersicht wird auf
Khalil (1982} sowie Borghi (1988) verwiesen.

Am weitesten Verbreitung haben Modelle gefunden welche, ausgehend von einer Grofienord-
nungsabschiitzung, entweder den physikalischen Vorgang oder die chemische Reaktion als den
{iberwiegenden Effekt betrachten und daher den jeweils anderen entweder stark vereinfacht
approximieren oder auch ganz vernachlassigen.

Im Falle der physikalischen Limitierung spricht man von der Mischungsdominiertheit der Ver-
brennung, womit zum Ausdruck kommt, dafd alle nach der Mischung stattfindenden Vorgiinge
der chemischen Reaktion sehr viel schneller ablaufen und damit den Gesamtreaktionsumsatz
nicht mehr wesentlich beeinflussen kdnnen.

Modelle, welche die Mischung ganz vernachldssigen oder welche laminare Flammen betrachten
und dabei komplexe chemische Reaktionsmechanismen {(bis zu cinigen hundert Reaktionen})
beriicksichtigen, werden tiberwiegend fiir verbrennungstechnische Grundlagenuntersuchungen
eingesetzt (Warnatz (1989)).

Die in dieser Arbeit verwendeten Verbrennungsmodelle, welche zu der Klasse der mischungs-
dominierten gehoren, werden im Folgenden dargestellt.

3,2.2.1 Das mixed = bumed Modell (m=b)

Das mixed = burned Modell geht zuriick auf einen von Burke und Schumann (1928) verdf-
fentlichten Vorschlag, nachdem sich fiir Diffusionsflammen unter gewissen Bedingungen eine
konservierte Griie ableiten 1B, anhand derer die Flammentemperatur, sowie die Brenastoff-,
Oxidant- und Produktkonzenirationen beschrieben werden konnen. Die Voraussetzungen dafiir
sind die Annahme einer:

= ginstufigen
¢ irreversiblen
» mischungskontrollierten
Reaktion. Dann It sich der Verbrennungsvorgang darstellen als eine Mischung von Brenn-

stoff und Oxidant (Burke und Schumann bezeichnen diesen als negativen Brennstoff), wobet
eine Koexistenz von Brennstoff und Oxidant, am gleichen Ort, nicht auftreten kann.

Obige Annahmen fithren zu einem Modell, welches eine unendlich diinne Flammenhaut vorher-
sagt. Die Berechnung der Konzentrations- und Temperaturfelder stiitzt sich ab auf die Ausbrei-

tungsrechnung der konservierten GroBe 4



3.2 Verbrennungsmodellicrung 25

Moyidans

p (3.15)

& =1 R Brennstoff

mit dem stdchiometrischen Koeffizienten s der Reaktion. Mittels & kann nun eine Klassifizie-
rung der Reaktion vorgenommen werden:

& >0 brennstoffreiche Verbrennung
£ =0 stéchiometrische Verbrennung
&€ <0 |uftreiche Verbrennung

Fiir die numerischen Berechnungen ist es vorteithaft die konservierte GriBe in geeigneter Weise
dimensionslos zu machen, welche dann als Mischungsbruch (engl.: mixture fraction) bezeich-
net wird;

L -8 (3.16)
f ¢ 81

mit 'ﬁL =Wert von & am Lufteiniafi

£ G = Wert von ¢ am Gascinlal
Zwischen der sogenannten mixture fraction f und den Konzentrationen besteht der in Abbil-
dung 3.3 dargestellte Zusammenhang. Zur Exmittlung des Temperaturfeldes mull noch eine

Erhaltungsgleichung fiir die Enthalpie h (=chemisch gebundene Reaktionsenthalpie + sensible
Wirme) gelést werden. Dann kaan die Temperatur iiber die Bezichung

ke~ Hu mppepnstopy + CP(TO} Ty

T, = (3.17)
CP(Tl}
errechnet werden.
A
Massen %
76.7 I~ Inertgas Brennstoff
=~ ~
—
e
Produkt ol
=~ S
233 Oxidant ~
S,
! 8
0 fst 1 f
Abbildung 3.3: Zusammenhang zwischen der mixture fraction und den

Gas-, Oxidant-, Produkt- und Inertgaskonzentrationen
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3.2.2.2 Das mixed+ignited = burned Modell (m+i=b)

Das mixed=burned Modell fiihrt aufgrund einer Mischungsrechnung zur Vorhersage einer Ver-
brennung, auch an Orten an denen in Realitit eine Flammenstabilisierung aufgrund hoher Stro-
mungsgeschwindigkeiten gar nicht vorliegt. Dreher und Suter (1991) stellten eine Erweiterung
des Verbrenmumgsmodells vor (mixed+ignited = burned), das die Beriicksichtigung der Ziin-
dung, fiir Flammen, welche durch Rezirkulationszonen stabilisiert sind, ermbglicht.

Dazu wurde der Rechenalgorithmus auf die in Abbitdung 3.4 gezeigten Art erweitert. Zuniichst
wird in der akiuellen Rechenzelle tiberpriift, ob die Temperatur aufgrund der turbulenten Trans-
portvorgiinge auf einen Wert angestiegen ist, der die (vorzugebende) Zindtemperatur iiber-
steigt. Wenn dies der Fall ist, so werden analog dem mixed=burned Modell die Verbrennungs-
grofen berechnet. Wenn die Ziindternperatur nicht tiberschritten ist, so wird ausschlieflich eine
Mischungsrechnung durchgefiihrt, die Energiefreisetzung unterdriickt. Dieses Vorgehen bein-
haltet ein Anfangsprobiern. Da ausgehend von einer kalten Anfangsschitzung in keiner der Zel-
len die Ziindtemperatur tiberschritten ist, muf cine Zelle durch setzen einer hinreichend grofien
Temperatur, in Analogie zur Realitidt, geziinder werden. Ausgehend von dieser Zelie breitet sich
die Flamme dann im Rechengebiet, gemid8 der zugrundelicgenden Transportgleichungen der
Skalare, aus.

\

Kontinuitit
Navier-Stokes
mixfure fraction
Enthalpie
v
T " Startzelle
gelist zing
X Mischung
geziindet Temperatur i
Konzentration

Verbrennung

Temperatur
Konzentration

Abbildung 3.4:  Der mixed + ignited = burned Algorithmus
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Der in Abbildung 3.4 erwihnien Mischungsrechnung liegt der in Abbildung 3.5 dargestellte
Zusammenhang zugrunde.

&
Massen %
Inertgas
767 ~ &
o - Brennstoff
.
-
-
233 Oxidant =
-~ —
i B
Y fst t f

Abbildung 3.5:  Der Zusanmenhang zwischen der mixture fraction und den
Konzentrationen beim mixed + ignited = burned Modell, im Fall der
Mischungsrechnung

Das mixed + ignited = burned Modell ermdglicht die Berechnung von Flammen mit Gebieten,
in denen zwar Mischung auftritt, jedoch eine Flammenstabilisierung nicht erfolgt. Es eignet sich
fiir alle rezirkulationsstabilisierten Flammen, auch solche, welche Stellen it kaltem Rezirkulat
aufweisen, Auf diesen Punkt wird im nichsten Abschnitt noch ausfiihrlicher eingegangen, da
dies einen wesentlichen Unierschied zam EDM darstelit.

3.2.2.2 Das Fddy Dissiparion Model (EDM)

Das von Magnussen (1976) vorgestellte Verbrennungsmodell geht ebeafalls von einer
mischungskontrollierten Verbrennung aus, jedoch wird im Gegensatz zu den vorigen Modellen
der Reaktionsumsatz iiber eine Beziehung zur Zerfallszeit der turbulenten Wirbel nach
Gleichung (3.18) begrenzt. Die Reaktionsrate ergibt sich damit aus:

£
R=Ap T Tmin {3.18)
it

) Yo Yp,,
Cmin = mm(YBrennstoﬁ; ~ Qs x;d____am ;Bx nglgw ) (3' 19)

Das Modell erfordert die Liisung je einer Transportgieichung fiir Brennstoff und Oxidant (und
auch filr das Produkt, falls eine Inertgaskomponente vorliegt).

Das zugrunde liegende Modellverstéindais besteht in der Vorstellung eines Transports von
Edukten in dic turbulente Feinstruktur, welche den die Gesamtmischung Fimitierenden Faktor

darstellt und der iibet das turbulente Zeitmaf (k/e) beschricben werden kann.




28 3 Numerische Simulation von Verbrennungsvorgingen

Die Feinstruktur selber wird als homogener Reaktor betrachtet, innerhalb welchem die Umset-
zungen unendlich schnell und vollstindig ablaufen. Dieses Modell unterscheidet sich vom
mixed=burned Modell in der Begrenzung des Reaktionsumsatzes durch eine aus dem
Turbulenzzustand abgeleitete GréBe, sowie in der Beritcksichtigung des Produkteterms,
welcher als Voraussetzung zur Reaktion betrachtet wird. Letztere Vorstellung trifft aber nur fiir
Flammen zu, welche ausschlieBlich iiber heifes Abgas verfiigen (z.B. Freistrahlflanunen). Der
in dieser Arbeit interessierende Fall von eingeschlossenen Flammen in Rezirkulationsbrennern
158t sich mit diesern Modell nicht fiir alle Betricbszustinde vorhersagen, Der Zustand des
Rezirkulats hingt von der Wechselwirkung mit der Brennkammer ab, in welcher der Brenner
betrieben wird. Falls die Temperatur des Rezirkulats kleiner ist als die Ziindtemperatur, so ist
zwar Produkt vorhanden, die Zindung ist davon jedoch unberithrt. Daher wiire auch mit
diesem Modell die Berechnung der hier interessicrenden Rezirkulationsbrenner nur
eingeschriinkt moglich,

Magnussen hat spiter eine erweiterte Variante vorgeschlagen (1989), die nach Philipp (1991)
darstelibar ist als:

. - 8 )
R = min (24.3 Re; V4o % Ormin’ RA,,.;I] (3.20)

Es wird also cin Einfluf der turbulenten Reynolds Zahl beriicksichtigt. Der Beriicksichtigung

ciner mittleren Arrheniusrate E;mzz liegt die Absicht zugrunde, das Modell auch fiir nicht
mischungskontrollierte Bereiche, in denen die chemische Kinetik an EinfluB gewinnt, zu erwei-
tern.

In Anlehnung an dic Berechnung laminarer Arrheniusraten wird die Arrheniusrate des turbulen-
ten Falls oft aus der mittleren Temperatur 7 errechnet gemif:

. E,
Rapen = AA,‘H![Brennsrojf}a[Ox.!dant}ﬁ cxp[— %ff) (3.21)
mit den stichiometrischen Koeffizienten o,p.

Damit kann dem nichtlinearen Zusammenhang, der eigentlich fiir instantane Temperaturen
bestimmt und anschlieBend gemittelt werden miifte, nur ndherungsweise Rechnung getragen
werden, denn:

RArrh(T) * RArrh(-F) (3.22)

Die Berechnung der effektiven Reaktionsrate kann auf mehrere Arten erfolgen, durch:

a.) umschalten zwischen Repy und Raph wie in Gleichung (3.20) durch die
Minimalfunktion

b.) mittels einer Uberblendfunktion, wie dies, unter anderem, auch von Philipp (1991)
vorgeschlagen wurde:
1
R =——71— (3.23)
+ =

Repm Ranh

c.) durch eine Reihenschaltung der Prozesse Transport in die Feinstruktur und
Arrhenius Reaktion des in der Feinstruktur vorhandenen Brennstoffs. Dazu miiBte
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eine weitere Transportgleichung fiir den in der Feinstruktur vorhandenen Brennstoff
gelist werden, da der nicht reagierte Teil in der Feinstruktur verbleibt.

Diese Modellvartanten sind insbesondere fiir drallstabilisierte und Flammen mit niedriger
Damkdéhlerzahl interessant, da dort Zonen auftreten, welche vom chemischen Reaktionsumsatz
limitiert sind, Bei den in Rezirkulationsbrennern typischerweise vorliegenden teilvorgemischten
Strahiflammen ist der Reaktionsumsatz in guter Niherung mischungslimitiert.

3.2.3 Oiverbrennungssimulation
Die numerische Simulation der Olsprayverbrennung 128t sich in die Teilaspekte Tropfenentste-

hung, Tropfenbewegung, Tropfenverdampfung und Oldampfverbrennung anfgliedern,
Abhingig von der ProzeBfithrung kisnnen mehrese der Teilprozesse simuitan ablaufen,

3.2.3.1 Tropfenentstehung

Der Vorgang der Tropfenentstehung wird in der Literatur in der Regel auf einen Filmzerfall
durch Zerwellen (siche Abbildung 3.6) oder ,turbulente” Zerstiubung zuriickgefihrt.

Abbildung 3.6;  Filmzerfall durch Zerwellen (nach Liffler-Mang {1992))

Der in Abbildung 3.6 dargestellte hohlkegelformige Flitssigkeitsfilm befindet sich mit der
umgebenden Luft itber Scherschichten im Impulsaustansch. Aufgrund von Instabilititen gerit
der Film in Schwingungen, welche anwachsen und den Film in Binder zerreifien. Durch die
Bewegung stromab wird der Umfang des Bandes sténdig griBer, das Band selber gestreckt,
bis es schlieBlich unter Einwirkung der Oberflichenspannung zu einem Koliektiv von Einzel-
tropfen unterschiedlicher Durchmesser zerreiBt. Aus Ahnlichkeitsbetrachtungen lassen sich
einige globale Griflen wie z.B. die Zerfallslinge oder Zerfallszeit ableiten.

Die turbulente Tropfenzerstiubung wird auf die Anfachung der Turbulenz im Fliissigkeitsfilm
(in der Regel durch dic Turbulenz des Umgebungsmediums, oder durch die hohe Austrittsge-
schwindigkeit der Fliissigkeit) zuritckgefiihrt. Die quantitative Beschreibung ist noch nicht in
dem selben Maf wie bei dem Zerfall durch Zerwellen moglich, da die Einzelvorginge noch
nicht genau genug verstanden sind.
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Beide Arten der Tropfenentstehung sind heute der Berechnung noch nicht in solch einem Mall
zugiinglich, daB damit die zur Simulation bendtigten Randbedingungen ermittelt werden kOnn-
tenr. Man ist daher auf die experimentelle Ermittlung, der das Tropfenkollektiv charakterisieren-
den GridBen, angewiesen.

Abbildung 3.7:  Doppelpuls Fotografie (10us) einer 80° Hohlkegeldiise mit
1.6kg/h Durchsatz (Wasser}

Die genauvesten verfiigharen Messungen werden mittels Phase Doppler Particle Analyzer
{PDPA, siche Ruck (1988)) durchgefiihrt. Das MeBverfahren erlaubt die gieichzeitige Bestim-
mung von zwei Geschwindigkeitskomponenten, sowie der Tropfengrisfie.

Die Messung einer hinreichenden Anzahl von Tropfen ermégiicht dic Angabe statistisch rele-
vanter Vertellungsfanktionen fiir TropfengroBe und Tropfengeschwindigkeiten.

Problematisch ist zu werten, da8 der Ort an dem PDPA Messungen moglich sind (das Spray
mub hinreichend optisch ditan seiny nicht identisch ist mit dem Ort der Tropfenentstehung
(siche auch Qchs (1993}). Daher miissen die Anfangsgeschwindigkeitsdaten der Tropfen durch
Riickwirtsintegration der Bewegungsgleichung ermittelt werden. Die Anderung der Tropfen-
groBe ist bei gecigneten Versuchsbedingungen, insbesondere Umgebungstemperatur und
Dampfdruck, vernachléssigbar.

3.2.3.2 Tropfenbewegung

Die Modellierung der Tropfenbewegung kann abhiingig von der Waht des Bezugssystems auf
unterschiedliche Arten erfolgen. Jede Methode hat spezielle Vor- und Nachteile auf die kurz
eingegangen werden soll.
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3.2.3.2.1 Eulersche Betrachtungsweise (ortsfestes Koordinatensystem)

Bei der Eulerschen Formulierung wird das Tropfenkolicktiv ebenso wie die Gasphase als Kon-
tinuum behandelt. Daher kann der selbe Losungsalgorithmus auch fiir die zweite Phase ver-
wendet werden, woduich sich ein sehr kleiner programmiertechnischer Zusatzanfwand ergibt.
Ein deutlicher Nachteil besteht jedoch hinsichtlich der Beriicksichtigung von Verteilungs-
funktionen fiir cinzelne Grofen (z.B. Durchmesserklassen, Geschwindigkeitskomponenten-
kilassen). Fiir jede dieser Tropfenstartbedingungen muf das ganze Gleichungssystem fiir
Impuls, Temperatur und Konzentration beziehungsweise Masse geldst werden, wodurch sich
schuell ein enormer Speicherplatzbedarf ergeben kann. Zudem entsicht ein sehr hoher Rechen-
zeitbedarf bei der hier zu berechnenden Bremmkamimerstrémung dadurch, daf praktisch 98%
des Rechengebiets keine Partikelbeladung aufweisen, aber trotzdem geldst werden miissen.

Als vorteilhaft erweist sich die Moglichkeit der Berticksichtigung der gegenseitigen Beeinflus-
sung der Partikel, da die Partikelkonzentrationen bei der Berechnung von physikalischen Gré-
fBen (z.B. Widerstandsbeiwert) bereits bekannt sind. Fir ,.diinne” Tropfenkollektive kann die
gegenseitige Beeinflussung von Einzeltropfen vernachiissigt werden, Die Grenze von dichten
zu diinnen Sprays ist nicht scharf definierbar, jedoch kann nach Faeth (1987) davon ausgegan-
gen werden, daB bei Partikelvolumenkonzentrationen von kleiner 1% die Partikelwechsel-
wirkungen vernachldssigbar sind. Abbildung 3.7 zeigt, dafBl bereits wenig stromab von der
Diise die Vernachldssigung der Wechselwirkung zwischen den einzelnen Tropfen gerechtfertigt
ist.

Die Eulersche Betrachtungsweise wird in der Regel fiir die Berechnung von zweiphasigen
Dimpfen eingesetzt (dort gibt es oft nur eine Tropfenstartbedingung), spielt jedoch in der Simu-
tation von Olverbrennungsvorgiingen eine untergeordnete Rolle.

3.2.3.2.2 Lagrangesche Betrachtungsweise (mitbewegtes Koordinatensystem)

In der Realitiit kann cin Tropfen (des Tropfenkollektivs) eines bestimmten Durchmessers wie-
der unterschiedliche Geschwindigkeiten {vx, vy, v;) aufweisen.

Bei der auch als Tropfenbahnmodell bezeichneten Methode wird das Tropfenkollektiv aufgeteilt
in Np diskrete TropfengriBenklassen. Jeder TropfengriiBenkiasse ist eine diskretisierte
Geschwindigkeitsverteilung zugeordnet, welche aus Ng Geschwindigkeitsklassen besteht.

Fiir jede sich so ergebende Tropfenstartbedingung (Np « Ng) wird eine Bahnberechnung durch
Integration der Bewegungsgleichung (Gl. 3.27) durchgefiilut.

Aus der linearen Uberlagerung, unter Beriicksichtigung der Haufigkeitsverteilung der einzelnen
Tropfenstartbedingungen, ergibt sich das modellierte Sprayverhalten. Eine Beriicksichtigung
der Wechselwirkung einzelner Tropfen ist damit nur sehr aufwendig (iterativ} méglich, da die
Tropfendichte am einzelnen Ort bei der Integration der Bewegungsgleichung des Einzeltropfens
noch gar nicht bekannt ist,

Unterschiedlichen Startbedingungen kann relativ einfach dadurch Rechnung geiragen werden,
daf} je eine Integration der Bewegungsgleichung durchgefithrt wird.

Der EinfluB der Turbulenz der Grundstrémung auf die Bewegung des Binzeliropfens wird tiber
eine statistische Methode, die von Gosman und loannides (1983) vorgeschlagen wurde,
beriicksichtigt. Die zur Integration der Bewegungsgleichung bendtigte Augenblicksgeschwin-
digkeit der Gasstrémung wird aus dem Mittelwert, sowie einer zu bestimmenden Schwan-
kungsgeschwindigkeit ermittelt. Diese Augenblicksgeschwindigkeit wirkt solange auf den
Tropfen ein, bis dieser sich nicht mehr im momentanen Turbulenzballen befindet, Dies kann
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seine Ursache im Zerfall des Turbutenzbaliens {Zerfallszeit tz) haben oder darin, daB der Trop-
feu aufgrund seiner Bewegung den Ballen verlassen hat.

Unter der Annahme isotroper Turbulenz, sowie einer Gaufiverteilung um den Mittelwert erhilt
man die Schwankungsgeschwindigkeit der Gasphase aus:

s ﬁ __fi_‘
u = F\f - ryu? (3.24)

wobei " eine normalverteilte Zufallszahi ist.

Aus dem integralen Lagrangeschen Zeitmaf kann die Dissipationszeit cines Turbulenzballens
nach Hinze (1975) ermittelt werden:

hw

\P_% (3.25)

TL=

k3."2

_ 34
w=C " — (3.26)

In kartesischen Koordinaten lauten die Bewegungsgleichungen fiir einen kugelfrmigen Einzel-
tropfen:

dvt.i - 3 M_%L -

___tm == ‘1 ’ ot (v,‘, tt,-) (3.27
—h
‘t‘r =, (3.28)

mit der Relativgeschwindigkeit ¢yt zwischen Tropfen (v) und Gasphase {u}

e =4S v ) (3.29)

i

Der Widerstandsbeiwert ¢, kann z.B. nach Clift et al. (1978) bestimmt werden:

24
0I<Re, 2 =—————[1+0.1315R (0.82-0.05t0g(Re )]

0.015 Re, =20 = Re, o ) (3.30)

24 0.6305

<Re, < =2 [1+0.1935 R0
20 <Re, <260 =2 [1+ 935 Re’ ] (330%)

mit der Tropfen-Reynoldszahl:
_ Doy

Re; =—t5 (3.31)
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Abbildung 3.8: Abhdngigkeil des Widerstandsbeiwertes von der Tropfen Reynoldszahl

Die Einbeziehung des Turbulenzeinflufles fiihrt wegen der zufallsverteilten Schwankungsge-
schwindigkeit auf unterschiedliche Tropfenbahren fiir identische Startbedingungen. Die Bil-
dung statistisch reprisentativer Mitielwerte erfolgt durch die mehrfache Berechnung von Trop-
fenbahnen fiir identische Startbedingungen mit anschlieBender Ensemble Mittelung.

Aufgrund des dadurch stark ansteigenden Rechenzeitbedarfs werden zur Berechnung von Trop-
fenkollektiven aus Hohlkegeldiisen {bevorzugte Ausbreitung in Richtung des Offnungswinkels)
in der Regel keine Geschwindigkeitsverteilungen pro Tropfengréfenklasse mehr beriicksich-
tigt.

3.2.3.3 Tropfenverdampfung

Bet der Verdampfung von Heizd] EL handelt es sich um einen sehr komplexen Vorgang, der
inshesondere anfgrund der Znsammensetzuag des Ols, welches ein Gemisch aus einer Vielzahl
verschiedener Kohlenwasserstoffe ist, nicht exakt beschrieben werden kann.

Fiir reine Stoffe stehen in der Literatur (z.B. Faeth (1977)) Verdampfungsmodelle zar Verfii-
gung. Mehrkomporentenansétze sind erst in jlingerer Zeit in der Literatur zu finden (2.B. Kneer
(1992)), wobei aufgrund des hohen Rechenzeitbedarfs dicse Modelle bisher fiir Brennkam-
mersimulationen noch nicht einsetztbar sind. Die Untersuchungen haben Grundlagencharakeer
und zeigen den Einflu der Berticksichtigung verschiedener Komponenten unter speziellen
Bedingungen. Zur Beschreibung der Olverdampfung weicht man daher heute auf die Beschrei-
bung des Verdampfungsvorgangs cines reinen, sogenannten Ersatzstoffes, aus, der mdglichst
dhnliche Stoffeigenschaften anfweisen soli wie das zu untersuchende Ol Dies stellt eine den
realen Fall grob vereinfachende Methode dar, insbesondere da Heizdl EL aufgrund seiner
Mischungszusammensetzung eine Siedekurve gemifl Abbildung 3.9 aufweist, wohingegen
reine Stoffe charakterisiert sind durch eine an einem Siedepunkt stattfindende Phasenumwand-
lung.
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Abbildung 3.9:  Siedekurve von Heizgl EL nach EMPA (1987)

Die Wahl des Ersatzstoffes hat dabei o zu erfolgen, daB die fiir die zu beschreibenden Vor-

ginge der Tropfenbewegung und Tropfenverdampfung wichtigen StoffgroBen, denen des
Heizdls am nédchsten kommen.

In Tabelle 3.2 sind typische Stoffwerte vergleichend aufgelistet.
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Stoff | Diesel Tetra-
m{m%haﬁ (Hoizgt EL) Nonan Dodekan Dekan Ethanol
Surmnmenformel - CoHop CiaHzg | CiaHap | C3HsOH
M"l‘fl’{‘;fffgglcm 205 | 12825 | 17033 | 198.38 | 46.07
Dichte
et 0.83 0.72 0.75 0.77 0.8
Siedetemperatur 537 4239 | 4804 | 5267 | 3515

(K1, (ibar)

Verdampfungsenthalpie 242

[ki/kg], {1bar) 296 256.6 240.6 846

Kinematische, Viskositiit

. . 45 . .
V106 st (reani) | 27 0.79 1 2.08 1.48
Oberflichenspannung ) 5 24.0 5
#103 [N/m], (T=311K) 6.5 1.2 . 25.1 21.0
Kl‘i‘i"‘c}’e[gmperat“" 728 | 5952 | 6592 | 6952 | 5162
Kritischer Druck
bar] 21.9 22.9 18.1 16.2 63.8
Kritische Dichie
236 237 2
kg/m?] 278 5 240 76
H/C Verhiltais 1,91 2.22 2.167 2.14 3

Tabelle 3.2: Vergleich der Stoffwerte heizolihnlicher Substanzen; nach Kneer ef al.
{1989)

Der Vorteil dieser Ersatzstoffwah! ist dic prinzipielle Beschreibbarkeit des Vorgangs mittels
Verdampfungsmodellen. Klausmann (1989) hat verschiedene Verdampfungsmodelie vergli-
chen. Beim vereinfachten I} Modell wird dic Verdampfung wihrend der Autheizung des Trop-
fens bis zur Gleichgewichtstemperatur vernachiissigt. Dadurch kann die Tropfentemperatus-
gleichung {3.37) entkoppelt von der Tropfendurchmessergleichung (3.38) gelost werden. Er
kormmt zum Ergebnis, daB der vercinfachte Ansatz zur Beschreibung der Verdampfung unter
hohen Gastemperaturen geeignet ist, jedoch bei der Verdampfungssimulation unter Temperatu-
ren nabe oder unter der Siedetemperatur, wie sie in Vorverdampfungsbrennern herrschen, ver-
sagt.

Das anf Faceth (1977} zuriickgehende Uniform Temperature Modeli, welches von einer unendli-
chen Wirmeleitfahigkeit des Tropfens und daher einer homogenen Tropfentemperatur ausgeht
wird als das geeignetere Modell dargestellt.
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Die Grundgleichungen des Modells konnen aus den Bilanzgleichungen fiir die Gemischmol-
zahl, Masse und Energie abgeleitet werden. Die wichtigsten dazu notigen Annahmen sind:

+ quasistationiire Verdampfung

» ruhender kugelformiger Einzeltropfen
» ruhende Umgebung

* einseitige Ficksche Diffusion

Fiir eine vollstindige Beschreibung der Voraussetzungen und Annahmen wird auf die Origi-
nalliteratur verwiesen.

Nach Kneer (1989) 148t sich Temperatur- und Durchmesserénderung cines Tropfens mit un-
endlicher Wirmeleitfahigkeit beschreiben durch:

dT. 6NuFri 3 db,
. N AR ZLag, (3.32)
dt prcp, Dy Dycy dt
.E!_D_!=_F,-4Md Aypef rmf In Xa’.oe"“l B &g&
dr 2. D, X, 01 3p, dt (3.33)
Fr=1+0.276,Re, Pr!/? (3.34)

Der Frossling Faktor (Fr, nach Fréssling (1938)) beriicksichtigt den Einfluf der Konvektion.

Der zweite Term in Gleichung (3.33) beriicksichtigt die Dichtednderung der fliissigen Phase
wihrend der Aufheizung.

Realitiit Modell

Abbildung 3.10: Temperatur- und Konzentrationsverteilung am Einzeltropfen
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Aufgrund der radialen Temperaturverteilung (Abbitdung 3.10 links) besitzen auch die Stoffgrs-
Ben eine radiale Verteilung. Zur Ableitung der Gleichungen 3.32 und 3.33 mufite jedoch vor-
ausgesetzt werden, dal die Stoffwerte konstant sind. Eine Methode zur Beriicksichtigung der
Temperaturabhiingigkeit der Stoffwerte besteht nach Sparrow und Gregg (19358) darin, sie fiir
gine Referenztemperatur zu berechnen. Diese Referenztemperatur kann z.B. bestimmt werden
nach Gleichung 3.35 (1/3 Regel}). Die Autoren weisen darauf hin, daB ohne grofen Genauig-
keitsverlust auch die Temperatur der fllissigen Phase als Referenztemperatur verwendet werden
kann. Letztere Methode kormt in dieser Arbeit zur Anwendung,

1
Toor =T +§(Tm -7}

(3.35)

Xpner = Xp,0 ++(Xpyo ~ Xp,0) (336)

Prep = 1(Tpep) (3.37)

Trop = T(Tyep) (3.38}

Rreg = XD ref AD(Tref )+ (1= Xp puf ) Ar (Tp) (3.39)
Cp.Duref = p.0Trep) (3.40)

Die Brennstoffdampfkonzentration an der Tropfenoberfliche ergibt sich aus dem Sittigangs-
dampfdruck und dem statischen Druck:

Xpo= Psair P

Die Berechnung des S#ttigungsdampfdruck an der Tropfenoberfliche kann nach der Cox-
Auntoine Gleichung (Reid et al. (1987)) gemiB Anhang A erfolgen;

- A B
Psan = €Xp| A = T,+C (3.42)

Die Temperaturabhingigkeit der Verdamptungsenthalpie wird nach Watson (1943) beschrieben
durch:

1 T 23
AHv, = AHVI( - '“2) 3
1-T, (3.43)
mit der reduzierten Temperatur:
oL
T, (3.44)

In Anhang A sind die Koeffizienten angegeben.
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Der Exponent i wird von Watson mit 0.38 angegeben. Eine ausf{ibrliche Untersuchung der
Stoffabhingigkeit des Exponenter wurde von Silverberg und Wenzel (1965) durchgefiihit.
Insgesamt wurde der Exponent n in Gleichung (3.43) fiir 44 Substanzen bestimmt.. Tetradekan
befindet sich nicht darunter. Der Durchschnittswert der Exponenten wird in grofier
Ubereinstimmung mit Watson zu 0.378 angegeben.

Die Dichte des Tropfens als Funktion der Tropfentemperatur 146t sich mitiels der modifizierten
Racket Gieichung (Reid et al. {1988)) bestimmen:

42T
M, py {12, 27)
=—Lteb 7 3.45
F gy, R (3.45)
Die an den Stoff anpassbare Konstante Zp s wurde von Spencer und Adler (1978} fiir 75 ver-
schiedene Kohlenwasserstoffe ermittelt und ist in Anhang A angegeben.

Die Temperaturabhingigkeit des bindren Diffusionskoeffizienten fidr Tetradekan in Stickstoff
148t sich gemih VDI-Warmeatlas (1988) bestimmen zu:

T}.?S

o ;;:“!"b“:? (3.46}

127

T'pist im Anhang A angegeben.

3.2.3.4 Oldampfverbrennung

Das hier vorgesteltte Olverdampfungsmodel] geht von der Verdampfung eines Einzeltropfens in
einem inerten Medium aus. Eine Verbrennung in der Nithe des verdampfenden Tropfens ist
nicht vorgesehen. Eine chemische Reaktion in der Nihe der Tropfenoberfliche wiirde neben
der Temperaturerhdhung insbesondere den Dampfdruck des Brennstoffs herabsetzen und
dadurch zu einem deutlich veriinderten Verdampfungsverhalten fithren.

Aufgrund der Kompiexitdt des Verdampfungsvorgangs bei realen Stoffgemischen wurde fir
das Verdampfungsmodell vereinfachend angenommen, daB die fliissige Phase von einem reinen
Ersatzstoff reprisentiert wird. Dies fifhrt auf Brennstoffdampfquellen, welche ebenfalls eine
Spezies darstellen. Eine Verbrennungssimulation auf der Basis verschiedener Edukte ist daher a
priori ausgeschlossen, da nur von ginem Edukt die Quellenverteilung bekannt ist,

Dies schriinkt die numerische Simulation jedoch nicht weiter ein, da eine komplette Erfassung
der Gasphasenchemie, mit einer Vielzahl von Edukten und der detaillierten Beschreibung der
Reaktionsablaufe, innerbalb einer turbuienten Strémung in einer komplexen Geometrie, aus
Griinden der Rechenzeit- und Speicherplatzlimitierungen, obnehin nicht moglich wire.

Die Simulation des Ol-Verbrennungsvorgangs beschrinkt sich daher auf die Modellierung der
Energiefreisetzung, welche in Analogie der Simulation der Energiefreisetzung einer Gasver-
brenmung erfolgt, Prinzipiel] stehen daher die selben Modelle zur Verfiigung wie bei der Gas-
verbrennungssimulation.
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4 Wechselwirkung von Rezirkulationsbrenner und
Brennkammer

Praktische Erfahrungen im Betrieb von Rezirkulationsbrennern zeigten, daB offenbar eine
Wechselwirkung von Brenner und Brennkammer besteht. Ein Brenner emittiert abhingig von
der Brennkammer (Geemetrie, Temperatur), in der er betrieben wird, unterschiedliche Mengen
Stickoxid. Eine Kopplung von Brenner und Brennkammer besteht an den Schnittstelien beider
Systeme. Fiir den Stoffaustausch sind dies die Rezitkulationséffnungen und das Flammrohr-
ende, an dem die Flamme in die Brennkammer eintritt {siche Abbildung 4.1). Der Energieaus-
tausch erfolgt zusitzlich noch iiber die heiie Wandung des Flammrobrs, das mit der Brenn-~
kammerwand via Strahlung, sowie mit dem Fluid in der Brennkammuner {iber konvektive
Wirmeiibertragung in Wechselwirkung steht,

Kamin
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Abbildung 4.1 Vereinfachte Geometrie des Rezirkilationsgasbrenners in einer Zwei-
Zug Brennkammer

Prinzipiell existiert zusdtzlick noch eine Kopplung zwischen Kaminaustritt und Ventilatorein-
tritt, die jedoch aufgruad der ausgleichenden Wirkung der Umngebungszustinde sehr schwach
und daher vernachldssigbar ist.

Aufgrund des streng monotonen Verhaltens, das die Stickoxid-Emission als Funktion der
Rezirkulationsrate aufweist (siehe Abbildung 2.4), ist eine eindeutige, qualitative Zuordmumg
von Stickoxid-Emission und Rezirkulationsrate moglich. Jede Erhohung der Rezirkulationsgate
fithet zu einer Verringerung des Stickoxid-Ausstofles.

Eine direkte Berechnung des emittierten Stickoxids, auch nur des thermischen, ist fiir Oldiffusi-
onsflammen in der Literatur noch nicht zu finden. Auch fiir Gasdiffusionsflammen sind die
Ergebnisse nicht fur alle Luftzahlen qualitativ richtig (siehe Ajulfi (1991)). Die Problematik
besteht dabei in erster Linie in den hohen Genauigkeitsanforderungen, welche an das Tempera-
turfeld zu stellen sind, um das thermische Stickoxid mit sinnvoller Genauigkeit berechren zu
konnen, In Kapitel 1.3 wurde dieser Punkt bereits detailiiert diskutiert,

In dieser Arbeit wird daher der Schwerpunkt auf die verschiedenen Moglichkeiten zur Beein-
flussung der Rezirkulationsrate gelegt, mit dem Wisscn, dali diese Grofle die thermischen
Stickoxidemissionen gualitativ eindeutig widerspiegelt. Die Problematik der Stickoxidemissi-
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onsberechnung wird daher verschoben auf die richtige Simudation der avftretenden Rezirkulati-
onsrate,

Weiss (1981} erhebt aufgrund der komplexen Stromungsstrukiuren: Zweifel an der richtigen
Berechenbarkeit von Strahiapparaten mit Hilfe von Ein- eder Zweigleichungsturbulenzmodel-
len. Daher stelit sich zunichst die Frage, ob die Beetnflussung der Rezirkulationsrate durch die
Brennkammergeometrie tiberhaupt mittels numerischer Simulation auf der Basts der in Kapitel
3 vorgestellten Modelle erfalbar ist.

4.1 Untersuchungen mit dem mixed+ignited=burned Modell

Die Frage der Berechenbarkeit der Rezirkulationsrate wurde anhand einer vereinfachten geome-
trischen Beschreibung und auf der Basis des mixed + ignited = burned Modeils gekldrt.
Abbildung 4.1 und 4.2 zeigen die untersuchte Geometrie eines Rezirkulationsgasbrenners, in
typischen Brennkammergeometrien

Das Rechengebiet wurde kartesisch und zweidimensional gewdhlt, da sich die Geometrie-
beschreibung dadurch erheblich vereinfacht. Die Rezirkulationsschlitze wurden dabei als
Porositit betrachtet, deren Porositétsfaktor propertional zum Offnungsverh&lnis der Rezirkula-
tionsschlitze ist. Die Randbedingungen der Simulation sind in Tabelle 4.1 aufgelistet.
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Abbildung 4.2:  Vereinfachte Geometrie des Rezirkulationsgasbrenners in einer Drei-
Zug Brennkarmer
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Luftgeschwindigkeit 35m/s
Luftternperatur 293 K
Methangeschwindigkeit 33m/s
Methantemperatur 293 K
Luftzahl A 1.2
Ziindtemperatur CHg 883K
Brennkammerldnge 908mm,
600mm
Brennkammerradius 220mm,
150mm
TBrennkammerwand 353K

Tabeile 4.1:  Randbedingungen der Simulationen mit dem
mixed + ignited = burned Modell

Eine Beritcksichtigung der Wirmestrahlung fand nicht statt. Die konvektive Wirmeiibertragung
an die Brennkammerwand wurde mittels logarithmischem Wandgesetz und Reynolds Analogie
berechnet.

Die Variation der Brennkammergeometric ergab die in Tabelle 4.2 dargestellten Resultate.

RezRa [%] | Zwei-Zug Drei-Zug

normal
BEKR 220mm
BKL 908mm

14.6 11.7

kurz
BXR 220mm 14.6
BKL 600mm

diinn
BKR 150mm 12.5 10.6

BKL 908mm

Tabelle 4.2:  Regirkulationsrate als Funktion der Brennkammergeometrie,
Ergebnisse der Simulation mit dem mixed + ignited = burned
Verbrennungsmodell

Die Simulationen zeigen eine signifikante Abhéngigkeit der Rezirkulationsrate von der Brenn-
kammergeometrie. Demnach sinkt fiir beide Brennkammertypen die Rezirkulationsrate mit klei-
ner werdendem Brennkammerradius ab, was eine erhdhte Stickoxid-Emission zur Folge hite.
Eine Abhingigkeit von der Brennkammerlinge ist nicht zu eskennen. Ein Vesgleich der Abso-
Intwerte mit Messungen ist fiir diese Konfiguration nicht moglich, da keine MeBiwerte vorlie-
gen. Auf die Qualitit von Absolutwerten bei der Simulation einer Brenner/Brennkammer Kon-
figuration mit komplexer Geometrie wird in Kapitel 5 eingegangen.
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Eine Analyse der Simulationsergebnisse zeigt, daf sowohi die Geschwindigkeiten als auch die
Temperaturen iiber den Rezirkulationsschlitzen bei der Durchmesserreduktion angestiegen sind,
Welche der beiden Anderungen das Absinken der Rezirkulationsrate verursachte, kann diesen
Simulationen nicht entnommen werden, da die Zustandsgréfien gekoppelt sind.

Da die Wiarmestrahlung nicht berticksichtigt wurde, erhebt sich die Frage, ob die qualitative
Aussage von Tabelle 4.2 auch fiir die Realitit, d.h. bei gleichzeitig vorhandenem Strahlungs-
austausch, zutrifft.

Zuniichst mufl zwischen der Gasstrablung und der Festkarperstrahlung des Flammrohrs unter-
schicden werden. Fiir die Gasstrahlung gilt, daf die éibertragene Energie sich proportional zur
Verweilzeit des Gases in der Brennkammer verhilt. Bine Durchmesserreduktion fihrt auf
hohere Geschwindigkeiten in der Brennkammer und damit zu kiirzeren Verweilzeiten. Eine
Beriicksichtigung der Gasstrablung hiitte also zur Konsequenz, daBl aufgrund der kleineren
Verweilzeit weniger Wirme vom Gas an die Brennkammerwand tibertragen wiirde und folglich
die Gastemperatur noch hiher wire.

Die Festkérperstrahlung des Flammrohrs im Flammrohrinnern ist prinzipicli nicht von einer
Verinderung im Brennkammerdurchmesser betroffen. Der Festktrper-Strahlungsaustausch
zwischen Flammrohraussenseite und Brennkammerwand hingt von der Brennkammergeome-
trie ab.

Aufgrund der realen optischen Eigenschaften der Brennkammerwand, beziiglich des Strah-
lungsaustausches, wird neben dem von der Brennkammerwand absorbierten Anteil ein gewis-
ser Teil auch reflektiert, Dieser von der Brennkammer reflektierte Anteil wird nun im Grenzfall
des sehr kleinen Brennkammerdurchmessers (=Flammrohrdurchmesser) wieder auf dem
Flammrohr auftreffen und so den Nettowidrmestrom vom Flammrohr auf die Brennkammer-
wand verkleiner.

Im Fall des unendlich groBen Brennkammerdurchmessers ist die Wahrscheinlichkeit des Wie-
deranftreffens der reflektierten Strablung auf das Flammrohr nahe Null (guasi Schwarzkdrper),
so daB der iibertragene Nettowiirmestrom maximal ist.

Eine Verkleinerung des Brennkammerdurchmessers hat also bei konstanter Oberflichentempe-

ratur der Brennkammerwand eine Verringerung der Strahlungswirmetiibertragung vom Flamm-
rohr zur Brernkammerwand zur Folge. Dies fiihrt zu einer erhthten Flammrohrtemperatur und
dadurch auch zu einer erhtthten Gastemperatur verglichen mit dem normalen Fall.

Obwohl die Strahlungswirmetibertragung nicht beriicksichtigt wurde, entspricht die qualitative
Aussage von Tabelle 4.2 den realen Gegebenheiten. Denn wenn die Erhohung der Geschwin-
digkeit der fiir das Absinken der Rezirkulationsrate urstichliche Effekt ist, dann wiirde die
Gastemperatur ohnehin keine Rolle spielen. Wenn aber die Gastemperatur den Abfall verur-
sacht, dann wiirde bei einer Berticksichtigung der Strahlungswiirmetibertragung der Effekt,
gemil obigen Ausfilbrungen, verstirkt und wire damit qualitativ gleich.

Wie Messungen der Stickoxidemissionen, durchgefithrt an Brennkammern unterschiedlicher
Durchmesser, zeigen, ergibt sich fiir die Zwei-Zng Konfiguration eine Zunahme der Konzen-
tration von 104 [mg NOy/m?] im normalen Fall, auf 115 (mg NO,/m3} im ditnnen Fall {(Dreher
et al. (1993)).

Die Erhohung der Emission ist erkldrbar mit der Reduktion der rezirkulierten Ranchgasmenge.
Geht man von einem um ca. 60% reduzierten Stickoxidausto$, bei einer Rezirkulationsrate um
15% aus, so 146t sich dic emittierte Konzentration fiir verfinderte Brennkamunerdurchmesser
abschiitzen. Unter der Annahme einer Linearisierung des Reduktionseffekts, fiir Rezirkulations-
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raten wm 15% (Steigung = -2; in Abbildung 2.4 rechts), errechnet sich die Stickoxidemission,
mit der Fiir den diinnen Fali ermittelten Rezirkulationsrate von 12.5 %, zu 115 [mg NOy/m3).

Aufgrund der Annahmen zur Linearisierung, sowie durch MeBtoleranzen ist die genaue Uber-
einstimmung im Zahienwert auf Zofilligkeiten zuriickzufihren, Jedoch zeigt der Vergleich, daf
offenbar auch in der Realitiit bei geometrischen Veridnderungen der Brennkammer keine weite-
ren Effekte auftreten. Die Anderung der Stickoxidemission ist demnach maBgeblich bestimmt,
und daher auch beschreibbar, durch die Anderung der Rezirkulationsrate.

4.2 Variablenvariation - Trennung der Effekie

Da eine gedinderte Rezirkulationsrate ein verdndertes Temperatur- und Geschwindigkeitsfeld zur
Folge hat, welche wiederum die Rezirkulationsrate beeinflussen, ist es auf der Basis dieser
Simulationen nicht méglich, den eigentlichen Grund der Veriinderung zu bestimmen. Simula-
tionen mit Verbrennungsmodetlen liefern gekoppelte Losungen fiir einzelne Feldgrofen. Damit
146t sich beschreiben, wie sich die Zustinde z.B. der Reaktionsfortschritt, die Temperatur ete.
im Feld dndermn.

Eine Entkoppelung der fluid- und thermodynamischen Zusammenhiinge wird durch eine spe-
zielle Simulationstechnik auf der Basis der numerischen Stromungsberechnungen moglich.
Durch direkte Beeinflussung von GrisBen lassen sich gekoppelte Effekte gezielt trennen. Im
Miitetpunkt stcht dabei dic Frage wic ein System auf, durch welche Ursachen auch immer,
gednderte Zustinde reagiert.

4,2.1 Methode

Am Beispiel des Einflusses der Temperatur des Rezirkulierten sollen die Vorteile der direkien
Variablenvariation kurz erfdutert werden,

Bei konventionellen numerischen Simulationen werden zur Parameterstudie typischerweise
Randbedingungen variiert. Die FeldgroBen stellen sich dann entsprechend ein. Fiir dic Tempe-
ratur wiirde das z.B. bedeuten, da8 die Brennkammerwandiemperatar variiert wird und sich die
Temperatur des Rezirkulierten entsprechend der beriicksichtigten Wirmeitbertragung ergibt,
Unter Umstiinden ist die erwartete Anderung in der Temperatur recht klein oder das Resultat
eine verschmierte Verteilung, so dald keine eindeutigen Aussagen mdglich sind. Sofern nur eine
Konfiguration untersucht werden soll mag dies geniigen, da die Rezirkulationsrate dennoch be-
stimunbar ist. Zur Frage der Abhéingigkeit der Rezirkulationsrate von der Temperatur 1Bt sich
damit aber keine eindeutige Aussage treffen.

Zur Beantwortung der allgemeinen Frage, welchen Einflu der Zustand einer Grifle (2.B. der
Temperaiur des Rezirkulierten) auf eine andere GroBe (z.B. dic Rezirkulationsrate ) hat, ist es
sehr viel sinnvoller, die unabhéngige Grofe direkt, per Weartzuweisung, za verindern und dann
die Reaktion der Abhiingigen zu beobachten. Dies ertfinet villig neue Simulationsméglichkei-
ten, da damit fiktive Bxperimente durchgefiihrt werden konnen, welche im Labor nicht moglich
sind. Die Untersuchung von Systemen wird damit mglich, deren technische Realisierung noch
gar nicht bekannt ist. Fiir obiges Temperaturbeispiel bedeutet dies, daf} die Art der Warmetiber-
tragung zuniichst unberlicksichtigt bleibt. Die Reaktion des Systems aof eine veriinderte Tempe-
ratur, wie auch immer technisch realisiert, it sich dennoch untersuchen,

Die so erhaltenen Ergebnisse haben einen allgemeingéiltigen Charakter, sofern nicht Absolut-
werte, sondern deren Variation betrachtet wird.
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4.2.2 Parametervariationen

Gemii der obigen Uberlegung, dag cine Kopplung von Brennrer und Brennkammer nur ifber
die zwei Schnittstellen Rezirkulationsschlitze und Flammrohrende mbglich ist, ergeben sich die
in Tabelke 4.3 dargestellten potentiellen EinfluBgrofen.

Strémungsgeschwindigkeit / Druck tiber den Rezirkulationsschlitzen

Temperatur iiber den Rezirkulationsschlitzen

Stromungsgeschwindigkeit / Druck am Flammrohrende

Temperatur am Flaminrohrende

Tabelle 4.3:  Mdgliche Einflufgrifen auf die Reziriadationsrate

Diese Grisen stellen die Basis fiir die Parametervariationen dar. Da aufgrund von Simulationen
mit dem mixed = burned Modell bekannt war, dab eine falsche Vorhersage der Lage der
Flammenfront zu einem Ausblasen aus den Rezirkulationsschlitzen fithren kann (siehe Dreher
und Suter (1991)) wurde dieser Parameter ebenfalls in die Untersuchungen aufgenormmen. In
Abbildung 4.3 sind die im Folgenden verwendeten Abkiirzungen eingezeichnet. Die vollstin-
dige Liste der Variationsrechnungen ist in Tabelie 4.4 dargestellt.

Breankammerradius (BKR)

Brennkammerlinge (BKL)

Temperatur des rezirkulierten Abgases (Tiez)

Temperatar am Flammrohrende {Tgp)

Lage der Flammenfront

Tabelle 4.4;  Durchgefithrte numerische Parameterstudien

4,2.2.1 Brennkammerradius

Ausgehend von der in Abbildung 4.3 dargestellten Konfiguration (BKR 220mm, BKL
908mm} wurde der Brennkammerdurchmesser zwischen 120mm und 500mm variiert
(Flammrohrdurchmesser = 110mm). Die Berechnung erfolgte fiir 14 diskrete Einzeldurchmes-
sex, Fiir jeden dieser Durchmesser wurde dann die Heillgastemperatur von 293 K bis 1500 K in
8 diskreten Binzeltemperaturen variiert (=TEy). Es ergab sich eine Parametervariationsmatrix mit
112 Einzelelementen. Zur Variation der Temperatur wurde der Wert der Enthalpie stromab von
der Flammenfront auf den entsprechenden Wert geserzr. Uber eine Enthalpietransportgleichung,
ohme Berticksichtigung von Wirmetibertragung, breitete sich diese geserzte Enthalpie aus. Die
Zustands- und Stoffwerte, insbesondere Dichte und spezifische Wirmekapazitit, wurden fiir

das bei einer Methanverbrennung (A=1.2) entstehende Rauchgas gewihlt und ebenfalls gesetzt.

Das artgesaugte Rauchgas mischte sich mit dem Lufitreibstrahi, entsprechend den fluiddynami-
schen Transportgleichungen. Im Strahlapparat wurden also die in Realitit ablaufenden Misch-
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vorginge berticksichtigt, inklusive der sich ergebenden Stoff- und ZustandsgriBen
(Temperatar- und Konzentrationsabhingig).

Fiir jedes Element der Parametervariationsmatrix worde eine numerische Steémungssimulation
durchgefiihrt, welche eine Rezirkuationsrate fiir den entsprechenden Fall ergab.
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Abbildung 4.3:  Prinzipschema zur Vorgehensweise bei der divekten Variablenvariation

In Abbildung 4.4 ist das Ergebnis dieser Simulation als dreidimensionale Grafik dargestelit. Es
ist eine deutliche, nichtlineare Abhiingigkeit der Rezirkulationsrate von der Temperatur zu
erkennen und zwar im gesamten Temperaturbereich. Die Rezirkulationsrate nimmt bei zuneh-
mender Temperatur des Rezirkulierten stark ab.

Dagegen ist kein Einflul des Brennkammerdurchmessers und der dadurch verinderten isother-
men Stromungsmechanik im technisch interessanten Variationsbereich ersichtlich.

Erst bei einer Verkleinerung des Brennkammerradius auf unterhalb ca. 100mm ist im Bereich
kleiner Temperaturen ein schwach einsetzender Effekt zu verzeichnen. Im Bereich hoher Tem-
peraturen ist dieser Effekt bereits nicht mehr zu erkennen, was mit einem stirkeren Einfluf der
Temperatur des Rezirkulats, verglichen mit dem Effekt der Geschwindigkeitszunahme tiber den
Rezirkulationsschlitzen erkiint werden kann. Dieses Verhatten ist auch im tibrigen Feld deutlich
zu beobachten.

Innerhalb des technischen Einsatzbereiches, bei Brennkammerradien um 220mm sowie Tempe-
raturen {iber den Rezirknfationsschlitzen von ca. 600K bis 1400K, ist der Temperatureinflull
schr bedeutend. Hingegen ist der EinfluB der Abnahme des Differenzdruckes zwischen Ange-
saugtermn und Treibstrahl, aufgrund der bei einer Reduktion des Brennkammerradius auftreten-
den Erhéhung der Stromungsgeschwindigkeit iber den Rezirkulationsschlitzen, vernachlissig-
bar.
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Rezirkulationsrate (8]

Abbildung 4.4:  Rezirkulationsrate als Funktion der gesetztent Temperatur (Try) und
des Brennkammerradius (aus Griinden der Anschaulichkeit ist die
Rezirkulationsrate negativ aufgetragen)

Wenn man die Rezirkulationsrate als Funktion der Temperatur fiir einen bestimmten Brenn-
kemmerradius in einem doppelt-logarithmischen Diagrarom darstellr (siche Abbildung 4.5), so
erhillt man fiir den betrachteten Bereich in sehr guter Naherung eine Gerade mit der Steigung
n= -0.76.

Damit 14t sich der EinfluB der Temperatur des Rezirkulierten auf die Rezirkulationsrate mit fol-
gendem Potenzgesetz beschreiben:

n

. . T

MRezRa = MRezRaye © (T f] (4.1)
rg

Die Frage der Allgemeingiiltigkeit des fiir den Exponenten n gefundenen Werts wird darch eine
analytische Ableitung in Kapitel 4.3, sowie den Vergleich mit LDA Messungen in Kapitel 5.4.2
beantwortet.

Dadurch ergibt sich die Moglichkeit, fiir cinen bestimmten Brenner, aus einer einmal gemesse-
nen Referenz Rezirkulationsrate, bei einer gemessenen Referenz Temperatur, fiir jede weitere
gemessene Temperatur (unter anderen Bedingungen, z.B. in einer anderen Brennkammer) die
Rezirkidationsrate rechnerisch zu bestimmen.

Damit werden direkt qualitative Aussagen beztiglich der Stickoxid-Emission méglich. Unter
Zuhilfenahme von Abbildung 2.4, sowie einer NOy Messung am Referenzpunkt, fassen sich
sogar quantitative Aussagen ableiten.
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Abbildung 4.3:  Rezirlulationsrate als Funktion der Temperatur des angesaugten
Rauchgases (fiir BKR=220mm)

4.2.2.2 Brennkammerlinge

Ausgehend von der in Abbildung 4.2 dargestellten Konfiguration wurde die Brennkammer-
ldnge in 7 diskreten Schritten von 908mm bis auf 382mm verkleinert (die Eintauchtiefe des
Flammrohrs in die Brennkammer betrigt 320mmy), Ein Einfiu$ der Brennkammerldnge auf die
Rezirkulationsrate wire vorstelibar, da der aufgrund der Staupunktstrémung vorhandene
Druckanstieg an der Brennkammerriickwand eventuel] die Rezirkulationsstrtémung beeinflussen
kinnte.

Der Brennkammerradius war fiir alle Variationen auf 220mm fixiert. Fiir jede dieser Brenn-
kammerldngen wurde die Heifgastemperatur in 8 Schritten zwischen 293K und 1500K variiert.
Damit ergab sich eine Parametervariationsmatrix mit¢ 56 Elementen.

Fiir die Abhingigkeit von der Temperatur ergab sich die in Kapitel 4.2.2.1 bereits ausfiitutich
diskutierte GesetzmiiBigkeit.

In Ubercinstimmung mit Ergebnissen der Verbrennungssimulation konnte auch hier kein Ein-
fluf} der Brennkamimerlidnge auf dic Rezirkulationsrate festgestellt werden.

4.2.2.3 Temperatur des Rezirkulierten

In Kapitel 4.2.2.1 und 4.2.2.2 wurde der Einfluf der Temperatur des rezirkulierten Abgases in
Zusammenhang mit der Geometrievariation bereits erwihnt. Die Diskussion in diesem Kapitel

soll sich daber auf die Art des Einflusses beschriinken.

Bine erhthte Temperatur des Abgases fiihrt zu ciner niedrigeren Dichte. Wiirde die Ejektorwir-
kung sich wie ein konstant Volumenforderer verhalten, so miifite der angesaugte Massenstrom
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sich direkt proportional zur Dichte verhalten. Diese ist gem#f dem idealen Gasgesetz eine
Funktion von T -1,

Wenn sich die Ejektorwirkung wie ein konstant Massefiirderer verhalten wiirde, so wire die
Rezirkulationsrate eine Funktion von T 9, also tiberhaupt nicht davon abhingig.

Die Simulationsergebnisse zeigen, daf die Realitdt zwischen diesen beiden Extrema liegt, Da
die Temperatur nur tiber die Dichteabhéngigkeit auf die Fluiddynamik einwirkt, ergibt sich ein
nichtlinearer EinfluBl der Dichte auf die Rezirkulationsrate.

4.2.2 4 Temperatur im Flammrohr

Fiir die bisherigen Untersuchungen wurde gemiB Abbiidung 4.3 eine Temperatur (via Enthal-
pie} im Flammrohr gesetzt. Diese breitete sich entsprechend den zugrundeliegenden Transport-
gleichungen aus und fithrte damit zu einer gewiinschten Temperatur iiber den Rezirkulations-
schiitzen. Die Temperatur des Rezirkulierten (Treyz) entsprach demnach der im Flammrohe
gesetzten Temperatur (Tr ).

Ausgehend von der so ermittelten Rezirkulationsrate wurde ein formaler Zusammenhang abge-
leitet (Potenzgesetz). Prinzipiell kann aber noch immer sowohl die Temperatur iber den

Rezirkulationsschlitzen (durch den Einflufl der Dichte), als anch die Temperatur im Flarmrohr
{wegen des Impulsaustauschs durch die starke Expansion) fiir den Einflu8 verantwortlich sein.

Dies ist eine auch fiir die Brennerentwicklung sehr wichtige Frage, denn sowohl die Tempera-
tur im Flammrohr als auch die Temperatar Gber den Rezirkulationsschlitzen ist von der Kon-
struktion abhingig (z.B. Wirmeiibergang im Flammrohr bzw. in der Brennkammer).

Mit Hilfe einer weiteren Parameterstudie wurde der Einflu der Temperatur des rezirkulierten
Abgases (Trez) von der Temperatur im Flammrohr (Ty) sepaziert. Dazu wurde die Enthalpie an
einer zweiten Stelle, zwischen Flammurohr und Brennkammerwand, auf den gewiinschten Wert
gesetzt. Abbildung 4.6 verdeutlicht die Vorgehensweise.
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Abbildung 4.6:  Prinzipschema zur Vorgehenswelse
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Dabei wurde die Temperatur im Flammrohr (Tw) in 3 Schritten zwischen 1400K und 1800K,
sowie die Temperatur des Rezirkulierten (Trez) in 7 Schritten zwischen 700K und 1300K vari-
iert, was eine Variationsmatrix von 35 Simulationen ergab.

Das Ergebnis ist in Abbildung 4.7 dargestellt. Die Rezirkulationsrate ist éiber der Temperatur im
Flammrohr (T ) aufgetragen, wobei der Kurvenscharparameter die Variation der Temperatur
des Rezirkulierten (Tgez) zeigt.
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Abbildung 4.7: Rezirkulationsrate als Funktion der Temperatur im Flammrohr (Tgp )
und der Temperatur des Rezirkulats (Tryy; }

Man erkennt eine sehr geringe Abhiingigkeit von der Temperatur im Flammcohr (T, Zu
hohen Temperaturen hin nimmt die Rezirkulationsrate leicht ab (siehe auch Abbildung 4.13).
Der Einflul der Temperatur des Rezirkulierien (Tge) iberwiegt deutfich. Aus dieser Parame-
terstudie ergibt sich eine Bestdtigung der in den vorigen Kapiteln getroffenen Aussagen beziig-
lich des Zusammenhangs von Tre; und der Rezirkulationsrate. Der Ort des Wirmeentzugs, ob
im Flammrohr oder in der Breankammmer, hat keinen nennenswerten EinfluB auf die Rezirku-
lationsrate, Wichtig ist nur die endgiiltig erreichte Temperatur tiber den Rezirkulationsschiitzen.
Eine Einschrinkung dieser Aussage ergibt sich, sofern die Flammenfront nicht hinreichend weit
von der Ansaugstelle entfernt ist.

4.2.2.5 Lage der Flammenfront im Fiammroht

Aus fritheren Simulationen war bereits bekannt, daB ein unzureichendes Verbrennungsmodell,
welches nicht in der Lage ist, die Position der Flammenfront hinreichend genau zu beschreiben,
zu der Vorhersage einer Umkehrung der Rezirkulationsrate und damit zum Ausblasen fithren
kann (Dreher und Suter (1991)).

Das Ziel dieser Parametervariation ist es, einen qualitativen Zusammenhang zwischen der Lage
der Flammenfront und der Rezirkulationsrate zu ermitteln.
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Die Position der Flammenfront hingt in der Realitét von der turbulenten Flammenausbreitungs-
geschwindigkeit ab. Die laminare Flammengeschwindigkeit 148t sich fiir beliebige Gaszusam-
mensetzungen relativ einfach messen (Hofftnann (1986)), s existieren auch thermische
Theorien zur ibrer analytischen Herleitung (z.B. von Mallard, Le Chatellier und Michelson:
dargestellt in Kuo (1986)). In Analogie zum Begriff der laminaren Flammengeschwindigkeit
existiert in der Literatur der Begriff der furbulenten Flammengeschwindigkeit, der jedoch bei
niherer Betrachtung Unschiirfen in der Definition aufweist.

Hoffmann (1986) gibt einen Uberblick, iiber Modelle zur Beschreibung der Fortschrittsge-
schwindigkeit von turbulenten Flammenfronten. Im wesentlichen gehen auch die hentigen
Vorstellungen iiber die Ausbreitungsmechanismen zuriick auf einen Ansatz von Damkahler, der
die turbulente Flarnme als eine gefaltete laminare Flamme ansieht. Daher wird die turbulente
Flammengeschwindigkeit angesetzt als laminare Flammengeschwindigkeit multipliziert mit ei-
nem Term, welcher der Reaktionsflichenerzeugung durch Turbulenz Rechnung trigt.

ST=S,_*\E (4.2)

Es sei hier ausdriicklich erwibnt, dal es sich dabei um eine Modellvorsteliung handelt. Eine
Flammenfront besitzt nicht eine ihr zugeordnete turbulente Flammengeschwindigkeit, sondern
je nach Position in der Flammen{ront verschiedene, Der Grund dafiir liegt nicht nur in der
Abhiéingigkeit von der [aminaren Flammengeschwindigkeit, welche sich tiber StoffgroBen
beschreiben 146t (z.B. Konzentrationen, Druck, Frischgastemperatur, Flammentemperatur,
Wirmeleitfahigkeit, Wirmekapazitit, etc.). Es ist vielmehr die Abhingigkeit von turbulenten
Transporteigenschaften, welche keine Stoff- sondern Stromungsgrofien darstellen. Der Zustand
der Strémung ist aber z.B. im Zentrum und am Strahlrand der Flamme ganz unterschiedlich.

Da die Transportgleichungen der Schwankungskorrelationen fiir komplexe Strémungen heute
noch nicht exakt gelost werden konnen, ist man auf die Beschreibung durch peeignete Modelle
angewiesen.

In Kapitel 3 wurde bereits auf die Aspekte der Modellierung néher eingegangen. Hier steht die
Frage des Einflusses der Position der Flammenfront auf die Rezirkulationsrate im Mittelpunkt.
Zu diesem Zweck wurden Simulationen durchgefiihrt, bei denen die Position der Flammen-
front, innerhalb des hier untersuchten Rezirkulationsbrenners, gezielt variiert wurde.

In Abbildung 4.8 ist ein variabel angenommener Abstand zwischen Carnot Diffusor und Flam-
menfront (CD-FEF), exemplarisch fiir den Abstand 180mm, eingezeichnet, Dieses Maf
beschreibt die Position der gesetzten Flarnmenfront. Stromab von dieser Flammenfront wurde
die Enthalpie (in villiger Analogie zu dem in Kapitel 4.2.2.1 beschriebenen Vorgehen) auf den
gewlinschten Wert gesetzt. Da reale Flammenfronten gekriimme und ausgedehnt sind (siehe
Kapitel 3.2.1), handelt es sich bei der Simulation um eine idealisierte Vorstellung einer Flam-
menfront,

Der Abstand CD-FF wurde innerhalb des Flammeohrs von Smm bis auf 180mm variiert. Die
Flammenfronttemperatur wurde hypothetisch von 700K bis 1800K variiert, in dem Wissen,
daf} Flammen mit Temperaturen um 700K im Bereich der Haushaitsfeuerungen nicht auftreten.
Im Mittelpunkt stand die prinzipielle BesinfluBbarkejt der Rezirkulationsrate, die Untersuchun-
gen haben grundlegenden Charakter.
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Fammenfront

CD-FF = 180mm

Abbildung 4.8:  Prinzipschema zur Vorgehensweise

Die Simulationen ergaben drei wesentliche Erkenntnisse:

1. Die Rezirkulationsrate ist abhingig von der Lage der Flanimenfront
2. Die Abhingigkeit wichst mit kleinerem Abstand CD-FF
3. Die Rezirkulationsrate nimmt mit abnehmendem Abstand CD-FF ab

Die Starke Nichtlinearitit des Effekts wird durch Abbildung 4.9 verdeutlicht. Bei hinreichend
weiter Entfernung zwischen der Ansaugstelie und der Flammenfront ist praktisch kein EinfluB
auf die Rezirkulationsrate zu beobachten. Innerhalb des sensitiven Bereichs hingegen fiihren
bereits kleinste Abstandsinderungen auf enorm unterschiedliche Rezirkulationsraten.
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Abbildung 4.9; Rezirkulationsrate als Funktion der Lage der Flammenfront




52 4 Wechselwirkung von Rezirkulationsbrenner und Brennkammer

Dieses Verhalten 148t sich Anhand des Verlaufs des statischen Drucks erklédren. In Abbildung
4.10 ist der statische Druck (relativ zum statischen Referenzdruck 0 Pa) fiir 3 verschiedene
Positionen der FF entlang der Geraden AB dargestellt.
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ildung 4.10:  Verlauf des relativen statischen Drucks fiir 3 verschiedene

Positionen der Flammenfront (Tg; = 700K); Referenzdruck 0 Pa

Die Druckverldufe lassen 3 wesentliche Effekte erkennen:

1. Die Position der Flammenfront ist gekennzeichnet durch eine positive/negative Druck-
spitze

2. Die Druckspitze wird groBer mit kleiner werdendem Abstand CD-FF

3. Das zur Ansaugung zur Verfiigung stehende Unterdruckpotential an der Position SD
(Saugdiise) in Abbildung 4.9 wird bei kleinerem Abstand CD-FF kleiner

Damit Li#Bt sich die Abhingigkeit der Rezirkulationsrate von der Lage der Flammenfront erkli-
ren. Wenn sich die Flammenfront der Ansaugstelle ann#hert, beeinflussen sich die beiden
Druckniveaus (Flammenfront einerseits, Ansaugdruckniveau andererseits) gegenseitig und
heben sich dadurch teilweise auf, Dies fiihrt zu einer Verminderung des Unterdrucks im
Ansaugbereich und damit zu einer kleineren Ansaugrate bei kleinerem Abstand CD-FFE.

Der Abfall der Rezirkulationsrate bei kleiner werdendem Abstand CD-FF ist auf den Abfall im
Saugpotential zuriickzufiihren. Die Nichtlinearitit des Effekts ist ebenfalls an den groBer wer-
denden Druckpeaks deutlich zu erkennen.

Dieser zunichst sehr iiberraschende Befund 148t sich mit Hilfe einer analytischen Betrachtung
qualitativ bestitigen. Eine vereinfachende Betrachtung der Strémungsvorgénge im Flammrohr
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fithrt auf einen sich aufweitenden Strahl. Die Trennstromlinie des sich stromab vom Carnor
Diffusor ausbildenden Riickstrdmgebicts kann als feste Strahlbegrenzung aufgefalit werden
(Abbildung 4.11}. Die Querschnittsfliche nimmt also in Strémungsrichtung stetig zu. Die
Zustinde am Ende des Flammrohrs seien bekannt. Danr fithrt die Forrmtiersng der Bemoulbi-

gleichung (vom Ende des Flammwrohes zuriick bis kurz nach der Flammenfront = FE+€) auf

eine quadratische Abhangigkeit des statischen Drucks als Funktion des Strémungsquerschnitis
dieser Stelle (Gleichung 4.3).
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Abbildung 4.11:  Schematische Darstellung zur Ableitung von Gleichung (4.3)
Die Enthalpiezufuhr duBert sich in einer Zunahme des Totaldrucks.
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In Abbildung 4.12 ist der Verlauf der analytischen Lisung von Gleichung (4.3) als Funktion

der Position der Flammenfront fiir eine angenommene Geometrie und geschitzte Zustinde 1"
dargestellt.

P, =po+ (4.3)
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Die Erhohung des statischen Drucks vor der FF ergibt sich aufgrund der Querschnitiserweite-
rung, mit der eine Geschwindigkeitsabnahme und daher ¢in Druckriickgewinn (Diffusoreffekt)
cinhergeht. Aus Kontinuitdtsgriinden muf die Geschwindigkeit direkt nach der Flammenfront
hoher sein als davor, da die Temperaturerhdhung einen hiheren Volumenstrom bedingt. Die
Impulshilanz iiber die Flammentront fithrt wegen der Geschwindigkeitszunahme auf eine
Abnahme des statischen Drucks. Die anschlieBende DruckerhShung nach der Flammenfront ist
emeut auf die Querschnitiserweiterung zuriickzufithren.

0-

1003 e
£ 2003 //
4 ] y,
é —300:
2400 /
£ -5004 /
5 i/
8 -700,/
£ ]
3 -soo_:/

-900-

0+ 50 100 150 200

Abstand CD-FF [mum]

Abbildung 4.12:  Statischer Druck neben der Flammenfront (stromab); als Funktion
der Position der Flammenfront im Flammrohr

Bereits bei der Trenaung der Einfliisse der Temperatur im Flammrohr und der Temperatur des
Rezirkulats (Abbiidung 4.7) wurde eine leichte Abhingigkeit der Rezirkulationsrate von der
Temperatur im Flammrohr festgestellt. Dieser Zusammenhang 148t sich anschaulich erkléiren,
anhand der in Abbildung 4.13 dargestellten Druckkurven (Flammenfronten unterschiedlicher
Temperaturen bei gleichem Abstand CD-FF). Eine Erhthung der Temperatur der Flammenfront
fithrt auf eine stérkere Auspriigung der Druckspitzen in der Flammenfront, welche das
Ansaugdrucknivean unterschiedtich stark beeinflussen,

Rgkke (1993) fiihrte Experimente mit strahlpumpengetriebenen Gasrezirkulationsbrennern
durch und beobachtete dabei eine Abhingigkeit der NOx Emissionen von der Position, an der
sich die Flammenfront stabilisierte; bei einer Flammenfront weit stromab gibt er ca. 30ppm
NOy (korrigiert auf 3% Og) an. Bei stromauf stabilisierter Flammenfront ca. 40ppm,

Die Beobachtung steht in Ubereinstimmung mit den hier vorgestellten numerischen Befunden.

Die Bedeutung dieses Einflusses geht iiber das theoretische Erkldrungspotential hinaus und
kann auch in der Praxis der Brennerentwicklung von Interesse sein.
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Abbildung 4.13; Verlauf des statischen Druckes fiir Tri=1200K und
Tri=700K (CD-FF=20mm), mit Tpa;=TF;

4.3 Analytische Parameterstudien

Numerische Methoden kommen zur Anwendung, wenn die geometrischen Verhilinisse derart
komplex sind, dal} eine analytische Untersuchung nicht mehr moglich ist. Andererseits besteht
die Moglichkeit, das zu untersuchende System so stark zu vereinfachen, bis cine analytische
Beschreibung moglich wird. Zunéchst bleibt dabei offen, ob die dadurch moglichen Aussagen
noch von Relevanz sind.

In der Literatur der Strahlapparate (2.B. Fliigel (1951), Vogel (1956), Jung (19603, Syed
(1971)) sind die Methoden zur Auslegung und Optimicrung ausfithrlich dargestellt. Die iiber-
wicgende Zahl der Arbeiten beschéftigt sich mit inkompressiblen Strémungen oder Mischungs-
vorgingen von gleichen Stoffen unterschiedlicher Temperatur.

Das hier relevante Problem der Abhingigkeit der Rezirkulationsrate von der Temperatur des
Rezirkulierten gemif dem in Kapitel 4.2.2 gefundenen Potenzgesetz konnte hingegen in der
Literatur nicht gefunden werden. Eine eigene analytische Ableitung zeigt jedoch diese Moglich-
keit auf,

4.3.1 Rezirkulationsrate als Funktion der Temperatur des Rezirkulierten
Ausgehend von der in Abbildung 4.14 dargestellten stark vercinfachten Geometrie des Strahl-

apparates wird unter Berticksichtigung der in Tabelle 4.5 dargestellten Annahmen, im Folgen-
den der Berechnungsweg zur analytischen Losung dargestelit:
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Pa Pa

Abbildung 4.14 :  Stark vereinfachte Geometrie zur analytischen Losung

Volistéindige Gemischtheit am Ort "3"

homogene Geschwindigkeitsprofiie

Freistrahlbedingung am Ort 3"

Gleicher statischer Druck am Ort " 1"und "2

Tabelle 4.5:  Annalmen zur analytischen Losung

Aus den acht Basisgleichungen:

Kontinuitatsgleichung 1: 1y +aigy iy = 0 (4.4)
Impulsgleichung: sty + i Sty — ity Fiy (p3 -py }a« Ay =0 (4.5)
Enthalpicgleichung: w4 iyl — g h3 =) (4.6}
Wiarmekapazitit: ¢ = @L (4.6b}
Piar
J7
Isobare Zustandsiinderung: [ .i:[_ 4.7
pr 13
Kontinuititsgleichung 2: iy = s A 4.8)
Bemnoulligleichung: (Pa - p2) ={1+)y+ 82; * ufzz 4.9

Freistrahlbedingung: P3=p, {4.10)



4.3 Analytische Parameterstudien 57

folgt mit (4.: 4,11,10 eingesetzt in Gleichung 5 (4.1
4 cingesetzt in 6 (4.12)
8 fiir "3" eingesetztin 7 (4.13)
8 far "2" (4.14)
13,14 cingesetztin 11 (4.15)
6b fiir "3" integriert und nach T3 aufgelést {4.16)
12 eingesetztin 16 {4.17)
17 eingesetzt in 15 {4.18)

Gleichung 4.18 enthiilt die Information des ganzen Gleichungssystems. Wenn Medium "1™ und
"2" identisch sind und dariiber hinaus die spezifische Wirmekapazitit als Funktion erster Ord-
nung dargestellt wird, so EibBt sich Gleichung (4.18) analytisch losen. Da die Funktion der
‘Wiarmekapazitit nach der Integration (4,17) von zweiter Ordnung ist, fiihrt dies schliefllich zu
einem Polynom vierter Ordnung fiir Gleichung (4.18), welches sich in der Form iz = f(Ty)
darsteller Bt

Alle darin anftauchenden GriBen sind als Bekannte vorzugeben, Der rezirkulierte Massenstrom
resultiert als Ergebnis. Die Lésung des Polynoms erfolgte maschinell, mittels eines algebrai-
schen Gleichungsldsers (Wolfram (1991)).

Eine detailliertere Darstellung des Rechenwegs und insbesondere der Losung entzieht sich der
Anschaulichkeit. Daher ist in Abbildung 4.15 der funktionale Zusammenhang der analytischen
Lsung dargestellt.
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Abbildung 4.15: Analytische Lisung fiir identische Medien ., 1 und ,2"; n = -0.72
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Die doppelt logarithmische Darstellung verdeutlicht, daf es sich um ein Potenzgesetz handelt.
Der Exponent (hier n=-0.72) zeigt eine gute Ubereinstimmung mit dem durch numerischen
Simulation des Rezirkulationsbrenners ermittelten Wert (n=-0.76). Die Absolutwerte hingegen
sind aufgrund der starken geometrischen Vereinfachungen nicht in Ubereinstimmung,

Wenn, zur Anndherung an den realen Fall, fiir dic Wirmekapazititen der beiden Medien unter-
schiedliche Polynome erster oder hoherer Ordnung angesetzt werden, so verhindert dies die
explizite Auflosbarkeit des Gleichungssystems. Nach Bronstein und Semendjajew (1983) lie-
gen fiir Polynome hoher als 4. Grades keine allgemeingiiltigen Losungsverfahren vor. Diese
algebraisch exakte Gleichung LBt sich zwar analytisch nicht mehr l6sen, eine numerische
Losung fiir diskrete Einzelwerte (siche Tabelle 4.6) ist aber durchaus méglich und wurde fiir
die Berechnungen im Folgenden angewandt.

Es wurden ausgewihlte Fille betrachtet, welche von spezieller Praxisrelevanz sind. In Abbil-
dung 4.16 ist prinzipiell der gleiche Sachverhalt dargestellt wie in Abbildung 4.15 (bei der aber
identische Medien vorausgesetzt wurden). Der Einflul der Wirmekapazitit auf das Verhalten
der Rezirkulationsrate ist an der leicht veriinderten Steigung deutlich zu erkennen.
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Abbildung 4.16:  Analytische Losung fiir zwei unterschiedliche Medien Luft 1"
und Rauchgas 2"
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uy = 30 [m/s]

T1 =300 [K]

pi = 1.2 [kg/m3]

A =8.15E-4 {m2]

Ay = 3.96E-4 [m?]

¢=0

Tabelle 4.6:  Werte der jeweils nicht variierten Griflen; analytische Losung

Der Koeffizient { beschreibt den Druckverlust, der bei der Ansaugung des ruhenden Mediums
"2" entsteht. Tabelle 4.7 zeigt einen leichten EinfluB des Koeffizienten auf den Exponenten n.
Dies bedeutet, daB} die Giite der Strahfapparatur einen leichten EinfluB auf die Temperaturab-
hingigkeit der Rezirkulationsrate hat.

ne=0 | -0.76
0 pum -0.76
ns=0s| 072
ng=t | -0.70

Tabelle 4.7:  Exponenten fiir verschiedene Druckverlustbeiwerte

Die analytische Losung hat eine iiber die bloBe Verifikationsmoglichtkeit des numerischen
Befundes hinausreichende Bedeutung. Es 1i8t sich damit das qualitative Verhalten des hier
verwendeten Ejektor Prinzips avuf alle EingangsgriBen studieren. Die Parametervariationen in
den folgenden Kapiteln stellen eine Auswah! dar.

4.3.2 Rezirkulationsrate als Funktion der Treibstrahitemperatur

Dieser Fall entspricht der Vorwirmung der Verbrennungsluft, die sich z.B. auch durch eine exr-
hithte Raumlufitemperatur ergeben kann. Eine Erhéhung der Temperatur des Treibstrabls fithre
zu einer Verringerung seiner Dichte. Damit ergeben sich Verinderungen im Verhilinis von
Impuls und Massenstrom. Je nach Betriebszustand kann einer der beiden Stréme konstant
gehalten werden. Man hat zwischen 2 Fillen zu unterscheiden:

a.} Variation der Treibstrahltemperatur bei konstanter Luftzahl

Dieser Fall ist fiir Laboruntersuchungen besonders wichtig, da dort oftmals auf eine konstante
Luftzahl geregelt wird, unabhiingig von den jeweiligen Umgebungsbedingungen.

Hierbei ist der zugefiihrte Verbrennungsluftmassenstrom # | konstant. Die eventuelle Abhiin-
gigkeit des Fordergrades des Ventilators wird alse ebenfalls ausgesteuert. Bei einer Erththung
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der Temperatur Ty verringert sich die Dichte und aus Kontinuitétsgriinden muf die Geschwin-
digkeit u) ansteigen. In Abbildung 4.17 ist die Reaktion der Rezitkulationsrate auf eine Erho-
hung der Temperatur T} (und letztendlich uy) dargestelit.
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Abbildung 4.17: Rezirkulationsrate als Funktion der Treibstrahltemperatur Ty; konstante
Luftzahl, T»=900K

Fiir den druckverlustfreien Fall (£ =0) erhilt man bei einer 10%igen Anderung der Temperatur
eine relative Anderung der Rezirkulationsrate von 7.4% (Absolutinderung Rezirkulationsrate =
0.67%; 100% = 310K). Der Einfluf der Vorwirmung der Verbrennungsiuft kann daher insbe-
sondere fiir Laboruntersuchungen nicht vernachlissigt werden.

Mit Ausnahme der variierten Verbrennungslufttemperatur T sind die fibrigen Grofien gemal
Tabelle 4.6 gewihit,

b.) Variation der Treibstrahitemperatur bei konstantem Geblise-Volumenstrorm

Dieser Fall ist besonders fiir den praktischen Betrieb relevant, da ein Haushaltsbrenner typi-
scherweise ein bis zwei mal jdhrlich auf eine bestimmte Luftzahl eingestellt wird und mit dieser

Luftklappeneinsteilung dana betricben wird, ohne weitere Beriicksichtigung von Temperatur-
schwankungen.

Ein Anstieg der Temperatur Ty hat eine Dichteabnahme des Treibstrahls zur Folge. Unter der
Annahmne, daB der vorn Gebliise geforderte Volumenstrom sich nicht dndert, nimmt der Mas-

senstrom #1 ¢ ab, Obwohl damit auch der Massenstrom #272 abnimmt, steigt die Rezirkulations-
rate { #25/#|) dennoch an, da die Abnahme von 7 [ die von g tiberwiegt. Das Ergebnis ist

exakt das Gleiche wie in Abbildung 4.17. In Abbildung 4.18 ist das Ergebnis in doppelt log-
arithmischem Mafstab und fiir einen weiteren Temperaturbereich dargesteflt,
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Abbildung 4.18: Rezirkulationsrate als Funktion der Treibstrahitemperatur T},
konstanter Verbrennungsluftvolumenstrom

Eine Erhohung der Verbrennungslufttemperatur fiillut demnach zu einer Erhthung der Rezirku-
lationsrate, Beziiglich der Stickoxid-Bildung wirkt dieser Effekt dem priméren Verbrennungs-
lufttemperatureffekt entgegen (eine hohere Verbrennungslufitemperatur fishrt zu einer hoheren
Flammentemperatur und damit zv einer stdrkeren NOy Bildung). Eine Abschitzung, mit dem
Ziel den Gberwicgenden Effekt zu ermitteln, Bt sich nicht generell durchfhren, sondern ist
aufgrund der Nichtlinearitit der Stickoxid-Produktion immer nur fiir diskrete Temperaturen
moglich.

Mit Ausnahme der variierten Verbrennungsiufttemperatur Ty sind die ibrigen GroBen gemdl
Tabelle 4.6 gewihlt.

AbschlieBend sein bemerke, dall der malgebliche Effekt der Dichtedinderung prinzipiell auch
seine Ursache in einem verdnderten Druck haben kann. Aus Griinden der hoheren
Praxisrelevanz wurden hicr die Ergebnisse jedoch in Form einer Variation der Dichte aufgrund
einer Verinderung der Temperatur des Tretbstrahls dargestelit.

4.3.3 Rezirkulationsrate als Funktion der Treibstrahlgeschwindigkeit
Eine Veridnderung der Treibstrahigeschwindigkeit u fithrt zu einem gréfieren statischen Unter-

druck an der Ansaugstelle, also zu einem erhthten Ansaugpetential. Auch hier lassen sich zwei
Fille unterscheiden:

a.) Geschwindigkeitserhdhung bei konstanter Fidche

Dieser Fall entspricht der Verdnderung des Massenstroms 71 1 und damit der Luftzabl.

Eine Erhohung des Massenstroms 1 1 bewirkt eine Erhdhung des angesaugten Rezirkulations-
massenstromes #4. Die Rezirkulationsrate (#19/#1 1) bleibt jedoch unveriindert.
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b.) Verinderung des Treibstrahlquerschnitts

Dieser Fall entspricht einer Neukonstruktion der Diise bzw. einer neuerdings in manchen Bren-
nern angewandten Justierméglichkeit des Diisenquerschnitts.

Eine Verkleinerung des Querschnitts bewirkt bei konstantem Massenstrom #ir 1 (Luftzahl
=konstant} eine Erhthung des Rezirkulationsmassenstroms #12. Damit steigt die Rezirkulati-
ongrate wie in Abbildung 4.19 dargestellt an. Deutlich zu erkennen ist hier auch die nichtlineare
Abhingigkeit der Druckverluste von der Rezirkulationsgeschwindigkeit (Divergenz der Kur-
ven), welche mit zunehmender Treibstrahlgeschwindigkeit u; ebenfalls zunehmen.
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Abbildung 4.19  Rezirkulationsrate als Funktion der Geschwindigkeit u;;
konstanter Massenstrom

Zusammenfassend sei bemerkt, dall obwohl die Absolutwerte der Rezirkulationsrate aufgrund
der geometrischen Vereinfachungen nicht mit der Realitit in Einklang stehen, dennoch aus dem
qualitativen Verhalter und einer Messung des Absolutwertes quantitative Aussagen fiir die
Brennerauslegung méglich sind.
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5 Simulation realer Olbrenner

Die in Kapitel 4 vorgestellten Simulationen erfauben die qualitativ richtige Vorhersage der ein-
zelnen EinflullgriBen auf die Rezirkulationsrate. Fiir den Einflufl der Temperatur des Rezirku-
liesten auf die Rezirkulationsrate konnte der Exponent des Potenzgesetzes sogar quantitativ rich-
tig ermittelt werden. Der Exponent der Simulation wurde zu n=-0.76 bestimmt. Der aus LDA
und Thermoelementmessungen bestimmte Exponent betrigt n=-0.74 (Flury (1993)).

Obwohl das Systemverhalten damit detailliert beschreibbar ist, lassen sich dennoch auf der
Basis dieser Simulationen keine Anssagen von hoher Genauigkeit, iiber den Absolutwert der
Rezirkulationsrate, treffen.

Zur genauen Berechnung des Absolutwertes und zum Vergleich mit MeBwerten
(Geschwindigkeit und Temperatur), kénnen bei der Durchfiihrung der Simulation keine geome-
trischen Vereinfachungen getroffen werden, wie dies fiir die bisher vorgestellten Simulationen
der Fall war. Aus diesem Grunde wurde fiir die in diesem Kapitel vorzustelienden Rechnungen
die Geometrie in voller Komplexitit, mit Hilfe kdrperangepalBiter Gitter, abgebildet.

Vereinfachungen wurden nur hinsichilich der Bauteile vorgenommen, die keine stromungs-
technische Relevanz besitzen (2.B. Befestigungsbauteile).

5.1 Geometriebeschreibung

Bet der zur Simulation avsgewihlten Konfiguration handelt es sich um einen handelsiiblichen
Brenner (Leistungsklasse 100kW), kombiniert mit einer ebenfalls serienméBig erhaltlichen
Brennkammer (Sondenmessungen) bzw. einer speziell im Hinblick auf die nétige optische
Zuginglichkeit (L.DA und LIF Messungen) konstruierten Brennkammer.

_ Kamin

Abbildung 5.1:  Simulierte Brenner/Brennkammer Konfiguration (dreidimensional)
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Aus Rechenzeitgriinden wurde das Simulationsgebict auf ein 20° Segment beschriinkt, womit
ein Rezirkulationsschlitz (von insgesamt 18) betrachtet werden konnte. Die Geometrie ist in den
Abbildungen 5.1 und 5.2 dargestellt.

Abbildung 5.2: Simulierte Brenner/Brennkammer Konfiguration, Ausschnitt aus
Abbildung 5.1 (Brenner)

Als besondere Merkmale sind hervorzuheben, dafi der Verbrennungsluftstrom geteilt wird, in
einen die Dilse konzentrisch umgebenden Spiillufistrom und einen zur Rezirkulation zur Verfii-
gung stehenden Treibstrahl. Des weiteren ist die Position der Muffe M einstellbar, zur Optimie-
rung der Rezirkulationsrate.

Mit zwei Ausnahmen entspricht die abgebildete Geometrie exakt der des realen Brenners. Die
Form der Rezirkulationsschlitze ist aus fertigungstechnischen Griinden kein Rechteck, sondern
an beiden Enden durch je einen Halbkreis abgeschlossen. Die Diskretisicrung als Halbkreise
wiirde bei einer Gitterverfeinerung in Umfangsrichtung zwar eine Anndherung an die reale
Geometrie ergeben, dadurch wiirde sich aber gleichzeitig die Offnungsfliche der Schlitze
dndern. Da dies die Rezirkulationsrate direkt beeinflussen kénnte wurden die Schlitze als
Rechteck mit dquivalenter Offnungsflidche beschrieben.

Die zweite Ausnahimne betriffe die verschiebbare Muffe M, welche in Realitit eine Hinterschnei-
dung aufweist, die jedoch bei der Durchfiihrung von Laser Doppler Anemometrie (LDA) Mes-
sangen mit Tracerpartikeln zugesetzt war, so dal} sich eine annibernd glaite Oberfliche, wie in
Abbildung 5.2 dargestellt, ergab.

5.2 Geometrische Diskretisierung

Zur numerischen Simalation von Strémungsvorgingen in realen Konfigurationen miissen
zunichst die kontinuierlichen geometrischen Verhiltnisse mit Gitterknoten diskretisiert werden.
In weiteren Schritten muf dann das Gitter an kritischen Stellen der Strémung so stark verfeinert
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werden, daB alle die ZiclgréBen (2.B. Rezivkulationsrate) beeinflussenden Effekte hinreichend
aufgeldst sind.

Abbildung 5.3a. Gitter fiir den isothermen Fall (Ebene 10°), Gesamiansicht
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Abbildung 5.3b: Gitter fiir den isothermen Fall (Ebene 10°), Ausschnitt Brenner

In den Abbildungen 5.3a und 5.3b ist exempiarisch eine Diskretisicrung dargestellt, welche
cine sehr gute Ubereinstimmung mit den MeBresultaten beziiglich der Rezirknlationsrate ergab.
Dies bedeutet aber nicht, daB alle Gro8en, insbesondere die TurbulenzgriBen, mit dieser
Diskretisierung in der selben Genavigkeit wie die Rezitkulationstate vorhergesagt werden,
Diese Problematik warde bereits in Kapitel 3.1.2 diskutiert. Hier ergibt sich die Konsequenz,
daB aufgrund der limitierten Speicherkapazitiit und Rechenzeit eine Einschrinkung des Blick-
winkels auf die ZielgroBen, insbesondere bei dreidimensionalen Rechnungen heute noch
unumginglich ist.
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Das gesamte Gitter wurde ans 5 Einzelgittern aufgebaut, welche dann miteinander verbunden
wurden. Das so erzeugte Gitter besteht aus ca. 80.000 Gitterknoten.

5.3 Isotherme Strémung

Um die Simulationen stufenweise vergleichen und iiberpriifen zu kdnnen wurden parallel zur
Simulation verschiedene Messurigen durchgefiihrt, unter anderem wurde auch die Rezirkulati-
onsrate, sowie das Geschwindigkeitsprofil am Flammrohraustritt von Flury (1993) mittels
Laser Doppler Anemometire (LDA) im kalten und heiBen Fall vermessen.

Zur Messung im kalten Fall wurde zundchst der Bremner heiB, bei z.B. A=1.3, betrieben
{Messung von O3 im Abgas) und aus dem gemessenen Olmassenfluf der zugeftihrte Loftmas-
senstrom errechnet. Dann wurde die Olzufubr unterbrochen, der Brenner kalt weiterbetrieben
und die LDA Messungen durchgefiihrt.

Der so ermittelte Luftmassenstrom wurde dann als Randbedingung fiir die Simulation verwen-
det. Dies setzt voraus, daff das Geblidse seinen Liefergrad zwischen den zwei Fiillen (heif/kalt)
nicht 4ndert. In Tabelie 5.1 sind die verwendeten Randbedingungen dargestellt.

Einlab | i1,y = 2.66E-3 [kg/s]

(20° Segment}

Tou =303 [X]

Pz = 1.15 [kg/m3]
Auslall | konstanter statischer Druck
am ganzen Querschnitt
101325 Pa

Winde | hydranlisch glatt

Tabelle 3.1: Randbedingungen der isothermen Simulation
In Abbildung 5.4 ist das Geschwindigkeitsfeld in Form eines Vektorbildes dargestelit.

Deutlich zu erkennen ist die Wirkung des Treibstrahls, der das in der Brennkammer befindliche
Medium ansaugt. Am Ende der Muffe M zeigt sich die Ausbildung eines Wirbeigebietes, wel-
ches man in dieser Art auch erwarten wiirde. An den Geomtriespriingen entlang der Gllanze
hingegen sind keine Wirbel festzustellen. Dies liegt an der beschrinkten geometrischen Diskre-
tisierung und zeigt das Problemfeld der Simulation realer Konfigurationen sehr deutlich auf.
Durch Limitierungen im Bereich der Rechenleistung und Speicherkapazitit konnen nicht alle
Strémungsphénomene aufgelést werden. Eine Einschriinkung auf die fiir bedentsam erachteten
Effekte ist unumgéinglich. Der Vergleich mit Messungen oder die in Kapitel 3.1.4 vorgestellte
Methode der Fehlerschétzung muB im Einzelfall belegen, ob die geometrische Diskretisierung
hinreichend ist.
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Abbildung 5.4: Geschwindigkeitsfeld isothermer Fall (Ebene 10°), Ausschnitt Brenner

5.3.1 Vergleich mit LDA Messungen

Die Resultate der LDA Vergleichsmessungen, sowie eine Diskussion der potentiellen Fehler-
mdglichkeiten mit GroBenordnungsabschitzungen sind in Flury (1993) ausfiihrlich dargestellt.
Die Darstellungen in diesem Kapitel beschrinken sich daher auf die zum Vergleich mit der
numerischen Simulation benétigten Fille.

53.1.1 Geschwindigkeitsprofil

Bei der Durchfiihrung der LDA Messungen zeigte sich, da8 der Brenner ein asymmetrisches
Stromungsfeld aufweist (siche Abbildung 5.5). Dies gilt sowohl fiir den heiBen als auch fiir
den kalten Fall. Die Asymmetrie ist im kalten Fall ausgepriigter (45mm, horizontal) als im
heiBen Fall (18mm, horizontal). Das Geschwindigkeitsprofil ist in horizontaler Richtung nach
hinten verschoben. Auch eine Vertikalverschiebung ist festzustellen, welche jedoch aufgrund
des breiteren Maximums schwerer zu lokalisieren ist. Die Verschiebung in vertikaler Richtung
ist mit ca. 12mm etwas geringer als in horizontaler Richtung (ca. 18mm).

Eine nihere Untersuchung ergab, daB die Einbauten des Brenners aufgrund von Bauteiltoleran-
zen eine Exzentrizitit von ca. 1mm aufwiesen. Da bei eingeschlossenen Strahlen bereits kleine
Asymmetrien in der Lage sind die Grobstruktur der Stromung zu veréindern (Selbstverstiir-
kungseffekte, z.B. anlegen des Strahls an eine Wand), ergibt sich die, verglichen mit der
Exzentritiit, recht groBe Verschiebung des Strahlprofils am Ende des Flammrohrs. Die starke
Querschnittserweiterung stromab der Einbauten verstirkt diesen Effekt zustitzlich.
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Abbildung 5.5:  Asymmetrisches Stromungsfeld des Brenners; heif (qus Flury (1993))

Da diese Verschiebung bei der Simulation eines 20 Grad Segmentes, aus Griinden der zu tref-
fenden Symmetrierandbedingungen, nicht berticksichtigt werden kann, wurden die gemessenen
horizontalen Geschwindigkeitsprofile in Abbildung 5.6 in radialer Richtung um 45mm verscho-
ben dargestellt, so daB sich beide Maxima (Messung und Rechnung) an der selben radialen
Position befinden. Die negative Profilflanke (Radins negativ) wurde gespiegelt dargestelt
{Messung -). Zur Simulation wurde das Linear Profile Sceme Diskretisierungsverfahren (LPS)
verwendet.

Die Absolutgrofe wird von der Simulation gut wiedergegeben. Die Abweichungen von Mes-
sung und Simulation im Maximalwert sind auf die Verschicbung der gemessenen Profile
zirlickzufiithren. Pas Geschwindigkeitsmaximum wurde nicht vermessen.

Aufgrund der asymmetrischen Lage des Geschwindigkeitsmaximums bei der Messung ergeben
sich zwei unterschiediiche Verldufe fiir das Geschwindigkeitsprofil. Das simulierte Geschwin-
digkeitsprofil Hegt zwischen den beiden Flanken des Gemessenen. Bei vorliegen eines symume-
trischen Brenners wiren zwei gleiche Flanken, mit einer Steigung zwischen den in Abbildung
5.6 gezeigten, zu erwarten. Die Ubereinstimmung zwischen Messung und Rechnung kann, ins-
besondere in Anbetracht der Komplexitit der Geometrie, als gut bezeichnet werden. Der Unter-
schied in den beiden Geschwindigkeitsflanken ist griiBer, als der Unterschied zwischen Mes-
sung und Simmzation,

Aus diesem Vergleich ergibt sich eine weitreichende Konsequenz, daf niimlich eine Verbesse-
rung der Simulation beziiglich des Geschwindigkeitsprofils (an dieser Stelle) fiir diesen Bren-
nertyp gar nicht mehr moglich ist, da die noch vorherrschende Diskrepanz zwischen Messung
und Simulation durch Bauteiltoleranzen verursacht ist, welche sich bei jeder Identitét eines
Brenners unterschiedlich auswirken.
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Abbildung 5.6:  Vergleich Simulation (LPS) und Messung (horizontal) an der
Stelle x=245mm nach dem Flammrohirende (Messung in radialer
Richtung um 45mm verschoben, negative Flanke gespiegelt); kalt

5.3.1.2 Die Rezirkulationsrate

Die experimentelle Bestimmung der Rezirkulationsrate erfolgte durch Messung der Geschwin-
digkeit in den Rezirkulationsschlitzen in radialer Richtung mittels LDA, sowie durch eine Tem-
peraturmessung. Aus der Temperatur konnte fiir die Rezirkulationsgaszusammensetzung die
Dichte bestimmt werden, mit der sich dann der rezirkulierte Massenstrom errechnen Hef. Die
Rezirkulationsrate wurde nach Gleichung (2.1) errechnet. Dabei mufite fiir den zugefiihrten
Verbrennungsluftrnassenstrom die Annahme getroffen werden, daB dieser identisch fir den
heifen und den kalten Fall ist, da er nur im heifien Fall bestimmt werden konnte (O3 Messung
im Kamin und Messung Olmassenstrom). Im heiBen Fall sind die Strdmungsgeschwindigkeiten
jedoch hoher (durch die Dichteabnahme), was zu erhdhten Druckverlusten fiihrt. In Realitit
wird der zugefiihite Verbrennungsluftmassenstrom im kalten Fall daber h6her sein, da der
Druckverltust im Kessel kieiner ist. Die Rezirkulationsrate wurde nun errechnet aus dem gemes-
senen Rezirkulationsmassenstrom und dem als unveriindert betrachteten (aber in Realitit hohe-
ren) Verbrennungsluftmassenstrom. Dies hat zur Folge, daf die so ermittelten Rezirkulations-
raten grofier sind als in Realitdt, Eine Abschiitzung der FehlergréBe konnte nicht durchgefithrt
werden, da keine ausreichenden MeBdaten zur Verfiigung standen und auBerdem die Aufteilung
des Verbrennungsluftmassenstroms in Spiil- und Treibstrahi die Berechnung erschweren
wiirde. Die auf der Basis der LDA Messung ermittelte Rezirkulationsrate kann daher als grofit
maglicher Wert betrachtet werden.

Da das Flammrohr nur in einem Winkel von ca, 180 Grad fiir die LDA Messungen zuginglich
war, wurden nur 10 der insgesamt 18 Schlitze vermessen. Durch Symmetricannahmen wurde
die totale Rezirkulationsmenge und damit die Rezirkulationsrate bestimmt zu 58.7%. Obwohl
der relative Fehler des LDA MefBverfahrens mit kleiner 1% angegeben wird (Flury (1993)) liegt
die Unsicherheit der Messung aus zweierlei Griinden hdher. Zum einen, wird vorausgesetzt,
daf} der nichtvermessene Teil sich identisch verhiilt wie der vermessene. Zim anderen, ergibt
sich im kalten Fall aufgrund des geringeren Druckverlustes ein erhdhter Verbrennungsluftmas-
senstrom, dessen Variation jedoch nicht abgeschitzt werden kann.
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Fiir das in Abbildung 5.3 dargestellte Gitter wurde die Rezirkulationsrate durch Simulation mit
dem MWS Diskretisierungsverfahren zu 54.8% errechnet, fiir das LPS Verfahren zu 56.9%.
Das unterschiedliche Ergebnis der beiden Diskretisierungsverfabren zeigt, dag die Lisung nicht
voilig {rei ist von Fehlern durch unzureichend feine Auflosung des Stromungsfeldes. Der Un-
terschied ist mit ca. 2% jedoch recht klein. Die fiir grobere Gitter durchgefiihrten Simuationen
ergaben eine Rezirkulationsrate von ca. 53% bis 55%, je nach Diskretisierungsverfahren. Dies
zeigh zum einen erneut, daf die Simulationen nicht visllig gitterunabhiingig sind, zum anderen
aber auch, mit welchen Fehlergrifen man im Fall von zu groben Gittern (ca. 15,000 Gitterzel-
len) zu rechnen hat, Die Abweichung in der Rezirkulationsrate, zwischen LDA-Messung und
numerischer Simulation, befrigt selbst fiir das grébste Gitter weniger als ca. 10%
(Relativwert).

Die zwischen Messung und Simulation festgestellte relative Abweichung der Rezirkulationsrate
betriigt fiir die genaueste Rechnung weniger als 4%. Neben dem Geschwindigkeitsprofil zejgt
somit auch die Rezirkulationsrate eine sehr gute Ubereinstimmung mit den LDA Messungen.

5.3.1.3 Fehlerabschiitzung

Auf der Basis der in Kapitel 3.1.4 vorgestellten qualitativen Methode zur Fehlerabschitzung
soll nun der in den GroBen Geschwindigkeit (u)} und turbulente kinetische Energie (tke) noch
enthaltene Losungsfehler untersucht werden. Pazu wurde je eine Lsung erster Ordnung
{(MWS) und hoherer Ordnung (LPS) erzeugt. Durch Differenzbildung (LPS-MWS) ergibt sich
der Unterschied zwischen den beiden Losungen. Durch Bezug auf das Maximum der Feldgrofe
ergibt sich das in Abbildung 5.7 und 5.8 dargestellte Ergebnis. Die grilnen Gebicte weisen kei-
nen Unterschied auf flir verschiedene Diskretisierungsverfahren (Losungsfehler = 00, was
einen qualitativen Beleg fiir eine ausreichende Gitterfeinheit darstellt. Gebiete grofier Lésungs-
fehler sind in rot oder blau dargestelit.

Die hier angewandte Methode der qualitativen Fehlerabschitzung erlaubt, insbesondere wegen
des relativ willklirlichen Bezugs auf den Maximalwert der Feldgrofe, keinen harten Vergleich
der Absolutfehter. Jedoch ist m den Abbildungen 5.7 und 5.8 deutlich zn erkennen, daB die
Gebicte grofler Losungsfehler fiir unterschicdliche GroBen an unterschiedlichen Orten liegen.
Es mubB also, fiir jede die ZielgréBe beeinflussende FeldgréBe, eine Uberpriifung dieser Art
durchgefiihrt werden.

Aus guantitativen Fehlerabschitzungen (Kessler et al. {1988)) ist bekannt, da8 die turbulente
kinetische Energie in der Regel weit grofiere Relativfehler beinhaltet, als die Geschwindigkeits-
komponenten. Dieser Zusammenhang spiegelt sich anch in der hier vorgestellten qualitativen
Abschitzung wieder, so daB, trotz aller Unsicherheiten, auch der Vergleich des prozentualen
Fehlers zwischen den beiden Abbildungen erfaubt scheint.
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5.4 Verbrennungssimulation

Die Simulation der Olverbrennung erfordert zusiitzlich zur Lésung der Impuls-, Kontinuitéts-
und Turbulenzmodellgleichungen noch die Lésung je einer Ausbreitungsgieichung fiir Brenn-
stoff, Oxidant und Produkt, sowic der Enthalpie. Total sind somit 10 Transportgleichungen zn
lgsen.

Da der Brennstoff (Heizldampf) zundichst noch in fliissiger Phase vorliegt, miissen zusitzlich
noch Tropfenbahnen, gem#B Kapitel 3.2.3, integriert werden. Durch Verdampfung reduziert
sich der Purchmesser der Tropfen wihrend der Bewegung. Das abgedampfte Ol stellt den
Queliterm fiir die Brennstofftrangportgleichung dar. Die Wechselwirkung zwischen Fliissig-
keits- und Gasphase wird komplett doppelseitig berticksichiigt, d.h. der an den Tropfen iiber-
tragene Impuls wird der Gasphase entzogen und umgekchrt. Dies gilt auch fiir dic Wirme-
strome,

Die Brennstoffdampfquelien fithren zur Ausbildung eines Brennstoffdampffeldes, das einer-
seits von der Grofe der Quellterme und andererscits von den Transportmechanismen der allge-
meinen (skalaren) Transportdifferentialgleichung bestimmt wird.

Aus dem so bestimmten Brennstoffdampffeld, wird mittels des in Kapitel 3.2 vorgestellten
EDM Verbrennungsmodells die Umseizungsrate von chemisch gebundener Energie in sensible
Wiirme errechoet.

Im EDM wird davon ausgegangen, daB die Anwesenheit von Produkten ein hinreichendes
Signal zum Start der Energicfreisetzung ist. Dies gilt jedoch nur fiir Flammen, welche ihre
Stabilisterung und damit eine stationéire Ziindung durch heifle Abgase erfabren. Das Vorliegen
kalten Abgases innerhalb der Stabilisicrungszone ist i EDM nicht vorgesehen. Dies ist bej
Rezirkulationsbrennern jedoch durchaus moglich. Die Temperatur des Rezirkulats hiingt im
wesentlichen von der Wirmetibertragung an die Brennkammer ab. Damit sind auch Fille denk-
bar, in denen kalres Rezirkulat vorliegt, welches gar keine Zindung auslésen kann. Das EDM
wiirde in solchen Fillen dennoch eine Zitndung durch das (kalre) Produkt vorhersagen, was zu
einer falschen Lage der Flammenfront fithren wiirde. Dies wiederum kiinnte die Vorhersage der
Rezirkulationsrate, gemiB den in Kapitel 4.2 vorgestellten Zusarnmenhingen, verfilschen.
Daher wurde das Standard EDM zur Berechnung des hier vorgestellten Rezirkulationsbrenners
erweitert, um dem Vorgang der Ziindung Rechnung zu tragen (siehe Kapitel 3.2.2).

Die Simulation der Verbrennung von Heizél, als Brennstoffgemisch aus einer Vielzahl ver-
schiedener Substanzen scheitert an der Komplexitit der Aufgabenstellung. Insbesondere die
Kenntnis tiber die Zusammensetzung und eine hinreichende Verfiigharkeit von Stoffdaten sind
nicht gegeben. Daher wird zur Simmudation ein Ersatzstoff betrachitet, von welchem die Stoffei-
genschaften bekannt sind. Fiir die in dieser Arbeit vorgestellten Obverbrennungssimulationen
wurde Tetradekan (Ci4Hzp) als Ersatzstoff gewihle, da es von den in Tabelle 3.2 dargesteliten
reinen Stoffen die beste Ubereinstimmung mit Heizt! aufweist. Alle die Verdampfung betref-
fenden Stoffgrofien wurden somit von Tetradekan iibernommen. Um eine méglichst gute
Ubereinstimmung des Temperaturfeldes mit der Realitit zu erceichen, wurde fiir die Enthal-
piefreisetzung durch Verbrennung der untere Heizwert von Heizdl EL verwendet.

Der Rechenalgorithmus ist in seinen wesentlichen Madellschritten in Abbildung 5.9 in Form
eines Ablaufdiagrammes dargestellt. Vor Beginn der Olverbrennungsrechnung mul zunichst
eine isotherme Stromungssimulation durchgefiihrt werden, weiche dann die Basis fiir die weite-
rent Schritte darstellt. Neben dem Ziindungsmeodell, wird auch zum Start der Tropfenverdamp-
fung eine erhdhte Gasterperatar beadtigt. Aus diesem Grunde werden an ausgewithiten Stellen
Initialternperaturen vorgegeben.
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Abbildung 5.9:  Ablaufdiagramm zur Modellierung der Olverbrennung
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Verschiedene numerische Steuerparameter dienen zur Abstimmung der Abfolge und Hiufigkeit
der Berechnungen, sind aber aus Griinden der Ubersichtlichkeit nicht dargestellt. So erfolgt
z.B. nicht nach jeder Gasphaseniteration eine Neuberechnung der Tropfenbahnen, da die Gas-
phasenberechnung mehrere Iterationen bentigen kann, bis thre Reaktion auf die vertinderten
Quellterme der Tropfenphase abgeschiossen ist.

5.4.1 Randbedingungen und Modellparameter

5.4.1.1 Randbedingungen der flissipen Phase

Das ins der Realitit mit Hilfe einer Druckdralldiise erzeugte Olspray besteht aus einem Kollektiv
von Tropfen, die hinsichtlich threr Durchmesser und Geschwindigkeiten stark von individuel-
len, d.h. von einander abweichenden Zusténden, charakterisiert sind. Da die Startbedingungen
der Tropfen, bestehend aus Durchmesser, Geschwindigkeit und Massenstrom, die Brennstoff-
dampfquellen der Olverbrennungssimulation bestimimen, ist ihre méglichst genane Beschrei-
bung von grundlegender Bedeutung fiir die Genauigkeit der Ergebnisse der Glverbrennungsi-
mulation.

Aus diesem Grunde wurden Phase Doppler Particle Analyzer (PDPA} Messungen zur Ermitt-
lung der Verteilungen der Tropfen hinsichtlich ihrer Geschwindigkeit, Durchmesser und des
Massenflusses durchgefiihrt (Ochs (1993)). Dafir wurde dic identische Diise untersucht, wel-
che auch fiir die anderen Messungen (I.DA, Sonden, LIF) verwendet wurde. Aus Sicherheits-
griinden konnte nicht mit Ol als Spraymedium gemessen werden. Es wurde daher ein Gemisch
von Ethanol und Wasser verwendet, das im Verhiltnis 40%/60% bei 24° C ungefiihr die setbe
kinematische Viskositidt und Oberflichenspannung besitzt wie Heizil EL. Der Fliissigkeits-
druck betrug 25bar, wie bei allen anderen Messungen (LDA, Sonde, LIF). In Abbildung 5.9
sind der prinzipielle MeBaufbau, sowie die Koordinatenbezeichnungen dargestellt.

Abbildung 5.10: Versuchsaufbau zur PDPA Messung, Koordinatenbezeichnungen

Die Messungen konnten, aus versuchstechnischen Griinden, nicht innerhalb der Brennergeo-
metrie durchgefiihrt werden. Um die Diise wurde eine homogene Strémungsgeschwindigkeit
von ca. 4m/s realisiert. Dieses Vorgehen sefzt voraus, dafl die Umstrémung der Diise keinerlei
Einfluf} auf die Tropfenentstehung hat.
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In der Literatur wird der Begriff der turbulenten Tropfenentstehung (siche Kapitel 3.2.3) dis-
kutiert, fiir die man annimmt, daf die Filmstromung durch Turbulenz instabil wird und schlie-
lich zerfillt. Die Ursache der Turbulenz kénnte einerseits im Film selbst liegen, der aufgrund
der zunchmenden Laufldnge immer anfilliger wird fiir einen laminar-turbulenten Umschlag,
andererseits aber auch in der Aufprigung tarbulenter Flukiuationen durch die umgcebende Gas-
stromung. Sollte sich der letzte Fall bewahrheiten, so miibten Messungen dieser Art in der zu
untersuchenden Stromung stattfinden, da diese den ProzeB der Tropfenentstehung dann
maBgeblich beeinflufit.

Fir y=0 wurden an 5 verschiedenen radialen (x) Positionen Messungen durchgefizhrt, In
Abbildung 5.10 ist exemplarisch das Ergebnis der Messung, an der Stelle x=20mm, in Form
einer Durchmesser-Massenhiufigkeits Verteilung (Q3) dargestellt. Fir diese MeBposition

wurde der maximale Olmassenstrom gemessen.
R —
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Abbildung 5,11 Verteilung Durchmesser-Massenhdéufigkeit, PDPA Messung der 80°
Hohlkegeldiise; x/vwz=20/0/35 mm

Man erkennt deutlich ein Maximum in der massenbezogenen Durchmesserverteilung um
50 pm. Die starken Peaks, insbesondere zu groflen Durchmessern hin, deuten auf eine nicht
ausreichend hohe statistische Unabhingigkeit hin. Durch die Errechnung des Massenflusses
aus den gemessenen Ereignissen geht der Durchmesser des Tropfens kubisch in diese Darstel-
lung ein. Statistische und meBtechnische Unzuliinglichkeiten zeigen sich daher besonders stark
fiir gréfere Durchmesser.

Da jeder Tropfen eines Durchmessers sich mit einer individuellen Geschwindigkeit bewegt,
ergeben sich die in Abbildung 5.12 dargestellten Durchmesser-Geschwindigkeits Verteilungen
fir die Geschwindigkeitskomponenten vy und vy. Die Verleilung zeigt cin interessantes
Phiinomen. Alle Tropfen, welche kleiner sind als ein kritischer Durchmesser (hier ca. 25um)
besitzen ungefihr die gleiche Geschwindigkeit. Erstaunlicherweise handelt es sich nicht um die
Gasgeschwindigkeit der umgebenden Strémung, da diese ca. 4m/s betrigt und die Tropfenge-
schwindigkeit davon deutlich abweicht. D.h. daf} diese Tropfen noch nicht vollstandig relaxiert
sind. Bine Erkldrung des Phiinomens ist nicht bekannt. Eine Hypothese besteht i der Annahme
von kleinen Hochgeschwindigkeitstropfen am Ort der Tropfenentstehung. Denn kleine Tropfen
hiitten bei konstanter Startgeschwindigkeit aller Tropfen, aufgrund der kleineren Tropfen
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Reynoldszahl, einen groBeren Widerstandsbeiwert, wodurch sie schneller relaxiert wiirden. Fiir
weitere SchiuBfolgerungen mufl noch beritcksichtigt werden, daf es sich bei kleinen Tropfen,
welche an der Position x=20mm gemessen wurden um untypische Tropfen handelt, da der
Hauptmassenflul} einer Tropfenklasse kleinen Durchmessers in Achsnihe (x=10mm) gemessen
wurde.
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Abbildung 5.12: Verteilung Durchmesser-Axial-/Radialgeschwindigkeit,
PDPA Messung der 80° Hohikegeldiise

In Abbildung 5.13 ist die Verteilung der Axialgeschwindigkeit fiber der Radialgeschwindigkeit
dargestellt. Die auffailend gute Korrelation der beiden Komponenten bis in den Bereich hiherer
Geschwindigkeiten hinein, vereinfacht die zur Simulation nitige Diskretisierung in Geschwin-
digkeitsklassen erheblich, da jeder Axialgeschwindigkeit genau eine Radialgeschwindigkeit
zugeordnet werden kann. Mit Ausnahme weniger AusreiBer zeigt die vermessene Dilese ein
sehr gutes Hohlkegel-Sprithverhalten.

Eine geschlossene Beschreibung der in Abbildung 5.9 bis 5.13 dargestellten Verteilungen
erscheint nicht méglich. Der Versuch einer geschlossenen Charakterisierung mit Hilfe von
Verteilungsfunktionen (z.B. log-normal-, oder Rosin Rammler Verteilung) fithrt auf zusétzliche
Fehler, da die Verteilungsfunktionen an die diskret gemessenen Haufigkeitsverteilungen ange-
paBt werden miissen. Aus diesem Grunde wurden die Verteilungen direkt in Klassen diskreti-
siert. In Abbildung 5.14a ist die in 10 GroBenklassen diskretisierte Verteilung aus Abbildung
5.11 dargestellt.
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Abbildung 5.14a:  Diskretisierte Verteilung Durchmesser-Massenfluf, 10 Klassen

In dieser Darstellung erschwert sich der Vergleich mit dem gemessenen Spray durch die unter-
schiedliche Anzahl von Tropfenklassen. Anschaulicher zeigt Abbildung 5.14b in Surpmenform
den Vergleich des {iber den Durchmesser integrierten Massenflusses, fiir das gemessene und
das in 10 Klassen diskretisierte Spray.
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Abbildung 5.14b:  Summenform der diskretisierten Verteilung der Durchmesser-
Massenhéiufigkeit, verglichen mit PDPA Messung

Jede dieser GréBenklasse besitzt nun wiedernm eine Verteilungsfunktion in der Axialge-
schwindigkeit und jede diskretisierte Axialgeschwindigkeitsklasse wiederum eine Radialge-
schwindigkeitsverteilung, welche jedoch aufgrund der guten, in Abbildung 5,13 dargestellten,
Korrelation vernachldssigbar ist.

Die Darstellung des Tropfenkollektivs durch drel Verteilungstunktionen (Durchmesser, Axial~
und Radialgeschwindigkeit} erlautt zwar eine genaue Beschreibung des Sprays, ist aber aus
zwei Gritnden nicht moglich beziehungsweise nicht sinnvoll. Erstens steigt der bendtigte
Rechenzeitbedarf mit dem: Produkt der Anzahl dieser Einzelklassen an. Wenn N die Anzahl
Klassen charakterisiert, dann wiiren fiir die Berechnung des laminaren Sprays NGesamt Trop-
fenbahnen zu berechnen.

Ngesamt = Npurchmesser N Axialgeschwindigkeit #N Radialgeschwindigkeit (5.1}

Fiir das turbulente Spray miifite dieser Vorgang hinreichend oft wiederholt werden, um statisti-
sche Unabhiingigkeit zu sichern (siche Ausfiihrungen in Kapitel 3.2.3).

Zweitens sind die Messungen aufgrund von prinzipielien Problemen, sowie der beschrinkten
Genanigkeit des PDPA Verfahrens nicht repriisentativ genug, um mit Hilfe des oben erwihnien
Vorgehens gesichert zu einer realistischeren Darstellung des Spray zu gelangen. Spezielle
Schwierigkeiten bercitet dabei die Taisache, daf der Ort der Tropfenentstebung vom MeBort
mindestens einige Millimeter, hier ca, 35mm, entferat ist (Abbildung 5.9). Dieser Abstand ist
notwendig, da das Spray direkt nach der Stelle des Filmzerfatls zu dicht ist, nm mittels PDPA
vermessen zu werden. Wihrend dieser Strecke werden die Tropfen, unter dem Einfluf der
Aussenstrémung, abgelenkt und insbesondere die kleinen Tropfen, wegen des nichilinearen
Zusammenhangs von Widerstandsbeiwert und Reynoldszahl (Gleichung (3.30a/b)) stérker
peeinflufit. Die Geschwindigkeit kann sich dabei erheblich dndern, was mittels einer Riick-
wiirtsintegration der Bewegungsgleichung, zum Ort der Tropfenentstehung, gezeigt werden
kann. Prinzipief] sind die gemessenen Daten, wegen der Abhéngigkeit vom Widerstandsbei-
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wert, nur durch Infegration riickwiirts extrapolierbar, sofern die Ablenkung der Tropfenbahn
noch hinreichend weit von ihrem asymptotischen Limit entfernt ist. Wenn die Tropfen in ihrer
Bewegung bereits stark relaxiert sind, ist die Eindeutigkeit der Extrapolation unter Umstinden
nicht mehr gegeben.

Ein weiterer Problempunkt der PDPA Messung im Allgemeinen und der hier vorliegenden im
Besonderen, Eibt jedoch auch diese Moglichkeit ats nicht sinnvoll erscheinen. Der integrierte
Massenflul einer PDPA Messung wird in verschiedencn Versffentlichungen {z.B. Li et al.
{1991) oder McDoneli und Samuelsen (1991)) mit zwischen 10% und 60% angegeben. In dem
hier vorliegenden Fall sind es nur 14%. Die Ursache wird unter anderem in dem Umstand ver-
mutet, dal das Fropfenspektrum zu groBen Durchmessern hin durch Vorgabe einer Schranke
begrenzt werden muB, da PDPA MeBgerite Tropfen mit sehr kleinen Durchmessern, typische
Werte legen um 2pm, als sogenannte Phantomtropfen mit sehy groBen Durchmessern darstel-
len. Dadurch werden die Messungen verfilscht. Fiir eine detailliertere Diskussion der Fehler-
méglichkeiten von PDPA Messungen wird auf Ochs (1993) verwiesen. Hieraus ergibt sich dje
Konsequenz, dal tiber ca. 86% der Tropfenmasse nichts ausgesagt werden kann. Die An-
nahmne, daf sich alle Tropfen entsprechend den 14% vermessenen verhalten, erscheint nicht zu-
verldssig genug, um den Rechenzeitaufwand fitr Ngesamt laminare Tropfenbahnen zu rechtfer-
tigen.

Daher wurde zur Vereinfachung die Axialgeschwindigkeit auf den konstanten Mittelwert von
35m/s gesetzt und die korrelierte Radialkomponente aus Abbildung 5.13 entnommen (-18m/s).
Die Messungen wurden fiir 5 verschiedene x Positionen durchgefithet (x=10,15,20,25,28nmun;
z=35mm). Jedes der so erhaltenen Tropfenspektren wurde mit dem oben beschriebenen Vorge-
hen in 10 Durchmesser MassenfiuBklassen diskeetisiert. Damit ergab sich eine Gesamtzahl von
50 TropfengroBenkiassen, welche das zur Simulation verwendete und in Abbildung 5.14 dar-
gestellte Spray repriisentiert.
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Abbildung 5.15: Summenform der Verteilung Durchmesser-Massenhdufigkeit,
Anfangsbedingungen fiir die Tropfenbahnintegrationen
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In Tabelle 5.2 sind die weiteren Anfangsbedingungen der Fliissigkeitsphase dargestelit.

TFemperatur Ty = 300K
Axialgeschwindigkeit vy =355
Radialgeschwindigkeit | vy=-18m/s

Stoffdaten Tetradekan CiqHzp
siche Anhang A

Tabelle 5.2:  Anfangsbedingungen und StoffgrdfBen der Fliissigheitsphase

5.4.1.2 Randhedingungen der gasformigen Phasen

Die fiir die Olverbrennungssimlationen verwendeten Randbedingungen sind in Tabelle 5.3 dar-
gestellt. Die thermische Leistung der Flamme betrigt ca. 107kW. Dies entspricht der maximalen
Leistung dieses Brenners im Serieneinsatz.

Lufteinlal 11, = 2.61E-3 [kg/s] (20° Segment)
Toy = 300 [K]

Pz = 116 [kg/m3]

07 =23.3 Massen %

Ny = 76.7 Massen %

Ci4H30= 0.0 Massen %

geschitzie Turbulenzintensitiit = 10%
geschiitztes turbulentes Lingenmal) =

0.01 [m]}

AuslaBl konstanter statischer Dreck am ganzen
Querschnitt 101325 [Pa]

Quellen ey p= 1.39E-4 [kg/s] (20° Segment)

Heizwert des Brennstoffs:

Hu = 42,700 [kIl/kg] (EMPA (1987)
‘Winde hydrautisch glatt

Twand =353 [K]

Tabelle 5.3:  Randbedingungen der Simulation mit Energiefreisetzung

5.4.1.3 Modellparameter der Olverbrennungssimulation

Einige der in Kapitel 3 innerhalb der Modelle verwandten Parameter sind entweder reine
Modell-Anpassungsparameter, oder aus der Literatur nicht als exakier Wert ermittelbar. Die
Grobe von Parametern dieser Art muB deshalb sinnvoll abgeschitzt werden. Die in den folgen-
den Simulationen verwendeten, gewihiten Parameter sind in Tabelle 5.4 dargestellt.

Bei der Durchfithrung der Olverbrennungssimulation zeigte sich, daf die gewihlte Digkretisie-
rung des Rechengebietes, insbesondere der Einbauten innerhalb des Olbrenners, nicht aus-
reichte zur Sicherung einer vollkommen gitterunabhéingigen Losung. Drer in Abbildung 5.8 dar-
gestellie relative Losungsfehler der turbulenten kinetischen Energie deutete dies bereits an.
Clebiete mit hohem Lisungsfehler fanden sich insbesondere in den Nachlaufzonen der Olein-
bauten, da dort mit den charakteristischen Querschnittsverfinderungen Beschleunigungen bzw,
Verzdgerungen einhergehen, welche diskretisiert d.h. aufgeldst werden miissten.
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EbM Konstante A = 4

Konstante B = 0.5

k-¢ Modell | Cu=0.15

Ziindungs-
modell

Ziindtemperatur Tz = 600K

Tabelle 5.4:  Modellparameter der Simulation mit Energiefreisetzung

Da Lisungsfehler einem konvektiven Transport unterlicgen hat dies zur Folge, daf auch in den
Gebieten stromab der turbulente Transport fehlerbehaftet wiedergegeben wird. Diese Gebicle
stromab der Oleinbauten sind von besonderer Bedeutung fisr die Simulation, da dort die Aus-
bildung und Stabilisierung der Flammenfront erfolgt. Dies hat zur Konsequenz, dal auch diese
Phinomene fehlerbehaftet vorhergesagt werden. Die Flammenfront breitet sich, aufgrund des
zu geringen turbulenten Transports (Mischung), zu langsam in Richtung Strahlachse aus, wes-
halb sie erst auberhalb des Flammrohrs den Strahl voilstindig durchdrungen hat. Eine weitere
Gitterverfeinerung war aufgrund der beschriinkten Speicherkapazitit nicht méglich. Um den-
noch Vergleiche mit Verifikationsmessungen durchfithren zu kénnen wurde der turbulente
Austausch kiinstlich, durch Erhthung der Turbulenzmodeilkonstante Cp auf 0.15, vergroBert.
Die Konstante Cp stellt die Verbindung dar zwischen der turbulenten Wirbelvisositiit und der
kinetischen Turbulenzenergie k, sowie der Dissipationsrate von k (Gleichung 3.11),

Dies fiilhrt zwar zu einer globalen ErhShung des turbuienten Transports, also des Queraus-
tauschs, ermdglicht aber der Flammenfront cine Ausbreitung auf die Strahlachse noch innerhatb
des Flammrohrs, was der Realitit besser entspricht. Mit dieser Anpassung LBt sich nun ein
Vergleich von Olmodeil und Verifikationsmessungen, unter der Priimisse eines global erhohien
Transports durchfiihren. Eine Gitterverfeinerung hitte eine lokale Erhhung des turbulenten
Austausches im achsnahen Nachlaufbereich der Einbauten des Olbrenners zur Folge und wilrde
daher, bei Verfligharkeit groferer Hardwareresourcen, zu einer realistischeren Vorhersage
fithren.

5.4.2 Vergleich mit LDA Messungen

5.4.2.1 Geschwindigkeitsprofil

In Abbildung 5.16 ist das gemessene Geschwindigkeitsprofil dem durch Simulation ermittelten
gegentibergestellt. Wie bereits oben ausfithrlich erldutert, ist auch fiir den heien Fali in den
Messungen ein verschobenes Geschwindigkeitsprofil zu beobachten. Auch in Abbildung 5.16
wurden daher die gemessenen Geschwindigkeitsprofile in Horizontalrichtung verschoben dar-
gestellt (um 18mm). Im heiflen Fall ist dic Asymmetrie der StrtGmung geringer, was sich mit
dem erhghten Volumenstrom erkliren 148t

Die Ubereinstimmung von Messung und Simulation kann als gut bezeichnet werden. Aufgrund
der Vernachldssigung der Strahlungswirmetibertragung ergibt sich cine im Vergieich zur Mes-
sung hthere Temperatur. Dies fithrt infolge des erhShten Volumenstroms zar Vorhersage
erhohter Gasgeschwindigkeiten. Die stiirkere Abweichung in Nihe der Achse kann darin
begriindet sein, daff das Geschwindigkeitsmaximum aufgrund der Asymmetrie nicht vermessen
wurde.
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Abbildung 5.16: Vergleich Simulation und Messung an der Stelle z=45mm nach dem

Flammrohrende (Messung in y Richtung um 18mm verschoben);
Olverbrennung bei A=127

5.4.2.2 Die Rezirkulationsrate

Die experimentel] ermittelte Rezirkulationsrate betréigt 27.2%, bei einer Rezirkulationsgastempe-
ratur von 863K. Die durch Simulation ermittelte Rezirkulationsrate betrigt 19.6%, und zeigt
damit zunichst eine relativ schlechte Ubereinstimmung mit dem empirischen Befund. Beriick-
sichtigt man jedoch die, aufgrund der in der Simulation vernachldssigten Gas- und Festkdrper-
strahlung, zu hohe Temperatur der rezirkulierten Gase (Trez = 1250K), so ergibt sich ein an-
deres Bild. Eine Korrektur der simufierten Rezirkulationsrate auf der Basis der als Potenzgesetz
formulierten Abhingigkeit von der Temperatur des Rezirkulierten (gemél Gleichung (4.1),
Exponent n=-0.76), fuhrt auf cine Rezirkulationsrate von 26.0%. Dies steht in sehr guter
Ubereinstimmung mit dem durch LDA Messungen ermittelten Wert.

Die Bestimmung der Rezirkulationsrate fiir den Fall der Olverbrennung ist also auf der Basis
der hier vorgestellten Simulationsmodelle méglich. Eine Verbesserung der Genaunigkeit der
Vorhersage ergibt sich automatisch mit einer Genauigkeitssteigerung der Berechnung des Tem-
peraturfeldes (Strahlungsberiicksichtigung). Weitere Effekte treten offenbar nicht in Erschei-
nung, inshesondere scheint die Lage der Flammenfront hinreichend genau wiedergegeben zu
sein.

5.4.3 Vergleich mit Sondenmessungen

Um neben dem Vergleich der Geschwindigkeitsprofile auch Aussagen iiber die Genauigkeit der
Simulation des Temperaturfeldes machen zu konnen, wurden fiir bestimmte geometrische
Konfigurationen weitere Messungen durchgefihrt. In Abbildung 5.17 ist die Grundgeometrie
mit Rauchgasabzug (Zwei-Zug Brennkammer) dargestellt.
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Abbildung 3. 17, Geometrische Grundkonfiguration fiir die Sondenmessungen

5.4.3.1 Geschwindigkeitsprofil

Der in Abbildung 5.18 dargestellte Vergleich von, aus Sondenmessung und Simulation ermit-
telten, Geschwindigkeitsprofilen zeigt eine sehr gute Ubereinstimmung. Die experimentell
ermittelte Maximalgeschwindigkeit ist hioher als im Fall der LDA-Anordnung, Dies hat mehrere
Ursachen. Zum einen ist der Meforts naher am Flammrohrende (25mm statt 45man bei LDA).
Zum zweilen ist die Luftzahl im Fall der Sondenmessung héher, und auch die Rauchgasfiih-
ring ist verindert.

Da bei der Durchfithrung der Sondenmessung die Position des Geschwindigkeitsmaximums
bestimmt wirde, konnte das Geschwindigkeitsmaximum vermessen werden (die Profitflanke
bei negativen Radien ist gespiegelt dargestellt (Messung -)}. Somit sind die Mef- und Simula-
tionswerte direkt vergleichbar (ohne Verschiebung).

Die sehr gute Ubercinstimmung, gerade auch der Maximalwerte, bekriftigt die Annahme, daB
der beim Vergleich mit den LDA-Messungen festgestellte Unterschied im Geschwindigkeits-
maximum auf die Tatsache zuriickzufiilren ist, dal bei der LDA-Messung das Maximum nicht
vermessen wurde.

Neben der Messung von Geschwindigkeitsprofilen mittels 5-Loch Sonde wurden auch Tempe-
raturprofile mit Absaugepyrometern aufgenommen (Schuler (1993} sowie Dreher et al. (1993)).
Gleichzeitig fand eine Analyse des Abgases im Kamin statt, womit fiir veriinderte Brennkam-
merradien unterschiedliche NOy Emissionen nachgewiesen werden konnten.
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Abbildung 5.18: Vergleich 5-Loch Sondenmessung und Simulation an der
Stelle 7==25mm nach dem Flammrohrende; Olverbrennung
bei A=1,37

5.4.3.2 Temperaturprofil

In Abbildung 5.19 ist der Vergleich von errechnetem und mittels Absaugepyrometer gemes-
senem Temperatrprofif dargestellt. Fiir die Messung ergeben sich zwei unterschiedliche Profile,
da in Realitit der Rauchgasabzug asymmetrisch erfolgte (Abbildung 5.17), was bei der Simula-
tion eines 20° Segmentes keine Beriicksichtigung findet.

Die qualitative Ubereinstimmung ist sehr gut, insbesendere wird die Lage der Maximaltempera-
tur bemerkenswert genau vorhergesagt. Die Absolute GroBe der Temperatur hingegen weist
griBere Unterschiede auf. Dies ist zum einen bedingt durch die Vernachidssigung der Gas- und
Festkorperstrablung, Zum anderen aber auch durch die vereinfachende Beschreibung der Ver-
dampfung des Brennstoffgemischs Heizdl als gin reiner Stoff. Da damit leichtfliichtige Spezies
vernachlissigt werden, fiihrt dies zar Vorhersage kieiner Brennstoffdampfquellen in Nahe der
Einspriihstelle, was scinerseits eine zu geringe Energiefreisetzung in der Strahlmitte ergibt.

Da die Geschwindigkeit auf der Strahlachse ihr Maximum besitzt, und zudem die Temperatur
inneralb des Flammrohres dort ihr Minimum aufweist ist der Massenstrom auf der Strahlachse
ebenfalls maximal. Das in Abbildung 5.20 dargestellte Massenstromprofil ist noch steiler als
das Geschwindigkeitsprofil.

Die Vorhersage einer zu geringen Temperatur in der Nihe der Strahlachse fiihrt also zu einem
deutlich zu kieinen Enthalpiestrom an dieser Stelle und als Folge daraus zu einem deutlich zu
hohen, in einiger Entfernung von der Achse. Dies ist der Hauptgrund fiir die falsche Vorher-
sage des Absolutwertes des Temperaturmaximums.

Der Einflul} der Strahlungswiirmetibertragung kann am besten anhand der Temperatur der riick-
gefiihrten Rauchgase diskuatiert werden (Radius > 62.5mm, Abbildung 5.19). Das gemessene
Temperaturprofil weist dort, aufgrund der asymmetrischen Rauchgasfiihrung, zwei unter-
schiedliche Verliufe auf. Die Differenz zwischen dem Mittelwert der Messungen
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(enthalpiestromgewichtet) und der Simulation, ist auf die Vernachlissigang der Strahlungs-
wirmeiibertragung zurtickzufithren.
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Abbildung 5.19: Vergleich Temperaturmessung (Absaugepyrometer) und Simulation
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Abbildung 5.20: Massenstromprofil (Simulation), an der Stelle 7=25mm nach
dem Flammrohrende; Olverbrennung bei 2=1,37

Eine verbesserte Darstellung des Verdampfungsvorgangs, im Hinblick auf cine Diskretisierung
der Siedekurve des Heizols durch einige reine Stoffe, wiirde die Genauigkeit des Brennstoff-
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quellenfeldes steigern und damit eine bessere Vorhersage, auch des Maximalwertes, der Tem-
peratur ermdglichen.

5.4.4 Vergleich mit planar LIF Messungen

Die im Kapitel 4.2 vorgestellten Ergebnisse zeigten eine Abhiingigkeit der Rezirkulationsrate
von der Lage der Flammenfront. Um eine Beeinflussung der durch Simulation-ermittelten
Rezirkulationsrate, durch eine falsche Vorhersage der Flammenfront, auszuschliefen wurden
zur Verifikation planare LIF Messungen an OH-Radikalen durchgefiihrt (Radi et al. (1994)).

Abbildung 5.21a/b: Vergleich der Lage der Flammenfront; oberes Bild simuliertes
Temperaturfeld; unteres Bild OH-Radikal Messung (LIF); Messung
erfolgte innerhalb des im Temperaturfeld dargesteliten Rahmens;
Olverbrennung bei A=1,37

Das in Stromungsrichtung erstmalige Auftreten von OH-Radikalen kann als Indikator fiir die
Flammenfront angesehen werden. Da die Simulation sich auf die Beschreibung der Energiefrei-
setzung beschriinkt, stehen keine Radikalkonzentrationen zum Vergleich mit Messungen zur
Verfiigung. Die Erzeugung von Radikalen und die damit einsetzende Verbrennung geht jedoch
einher mit einer Energiefreisetzung, was zu einer TemperaturerhShung fiihrt. Ein qualitativer
Vergleich von OH-RadikalkonzentrationserhShung und Temperaturerhdhung wird damit mog-
lich. Abbildung 5.21a/b zeigt im oberen Teil dargestellt, das durch Simulation ermittelte Tempe-
raturfeld. Innerhalb des eingezeichneten Rahmens wurden am selben Brenner, der auch fiir die



5.4 Verbrennungssimulation 87

Ubrigen Verifikationsmessungen verwendet wurde, OH-LIF Messungen durchgeftihrt. Das
Ergebnis dieser Messungen ist im unteren Teil von Abbildung 5.21a/b dargestelit. Man erkennt
deutlich sowohl eine Temperatur- als auch OH-Konzentrationseshhung im oberen rechten Teil
der Abbildungen. Aufgrund der Rezirkulation von heiBen aber OH freien Abgasen ergibt sich
ein Unterschied an der oberen linken Ecke. Bei den in Achsnihe, links unten, aufgetreten
Signalen handelt es sich nicht um OH-Radikale, sondern um Emissionen von dampfférmigem
Brennstoff bzw. Reflexionen an kleinen, auf die Strahlachse mitgerissenen, Oltropfen. Fiir eine
detaillierte Diskussion der Durchfithrung der Messungen, sowie der Storeinfliisse wird auf
Radi (1994} verwiesen.
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6 Zusammenfassung

Die Moglichkeit der Absenkung von Rufl und NO, Emissionen durch die Rezirkulation heifler
Abgase fiihrte zur weiten Verbreitung dieses Prinzips in fossilen Feuerungsanlagen. Aus
anlagentechnischen Griinden setzten sich dabet zur Forderung des heilen Mediums Strahlpum-
pen durch, sofern die nitigen Fordergrade damit realisiert werden konnten.

Im Fall der als Serienprodukte vertriebenen Haushaltsbrenner, bei denen keine spezielle, kon-
struktive Anpassung an die Brennkammer erfolgt, zeigte sich, daB je nach Brennkammer, in der
der Brenner betricben wird, mit unterschiedlichem Betriebsverhalten gerechnet werden muf.
Unterschiedliche Emissionen von Schadstoffen, insbesondere NOy, sowic Instabilititen wih-
rend der Startphase waren zu beobachten. Probleme dieser Art waren neu, und it bisher {ibli-
chen Brennerkonstruktionen nicht in diesermn Ausmal festzustellen,

Die Kldrung dieser global als Wechselwirkung von Brenner und Brennkammer umschriebenen
Problematik steht im Mittelpunkt dieser Arbeit. Messungen der Stickoxidemission in Abhén-
gigkeit der rezirkulierten Rauchgasmenge zeigen einen eindeutigen Zusammenhang auf. Jede
Erhthung der Rezirkulationsrate fiihrt zo einer Verringerung des Stickoxidaustofies. Dies erdff-
net die Moglichkeit, Aussagen zu der zu erwartenden Stickoxidemissionsénderung auf der
Basis von Veriinderungen der Rezirkulationsrate zu treffen.

Als primére Untersuchungsmethode findet die numerische Simulation Anwendung, da sie sich
durch eine hohe Flexibifitdt beziiglich geometrischen und physikalischen Zusammenhiingen
auszeichnet.

6.1 Modelibildung

Die untersuchte Fragestellung der BeeinfluBung der Rezirkulationsrate steht in direktem
Zusaminenhang mit der Energiefreisetzung innerhalb der Brenner- und Brennkammerstrémung,.
Chemische und oder reaktionskinetische Effekte fiir das Systemverhalten verantwortlich zu
machen scheint ungerechtfertigt. Aus Griinden der Rechenzeiterspamis werden daher in dieser
Arbeit nur Verbrennungsmodelle verwendet, welche auf die Beschreibung chemischer Detail-
vorgiinge verzichten. Sie knnen daher auch als Energiefreisetzungsmodelle betrachtet werden.

Dyas Ziel der Erfassung einzelner Einfiiisse auf die Rezirkulationsrate mit Hilfe der numerischen
Simulation war auf der Basis des bisher am Labor fiir Energiesyteme verwendeten Verbren-
nungsmodells (mixed=burned) nicht méglich.

Die Berechnung cines Rezirkulationsbrenners mit diesermn Modell fiihrt auf die Vorhersage einer
ausblasenden Stromung anstatt einer Rezirkulation. Der Grund dieser falschen Vorhersage liegt
in einem Informationsmangel des Modells beziiglich der méglichen auftretenden Zustiinde. Bei
der Herleitung des Modells wird davon ausgegangen, da8 jede Mischung zn einer Verbrennung
und damit Energiefreisetzung fiihuet. Dies ist eine fiir Diffusionsflammen, in einfachen geometri-
schen Verhiltnissen und bei niedrigen Durchsitzen, berechtigte Annahme. In technischen Ver-
brennungssystemen, wie z.B. dem hier untersuchten Rezirkulationsbrenner, existieren jedoch
oftmals Gebiete, in denen zwar Mischung stattfindet, eine Stabilisierung der Flamme aber auf-
grund der lokalen Strédmungszustinde nicht mdglich ist.

Um diesem Effekt Rechnung zu tragen wurde das Modell mit einem Zusatz erweitert, welcher

die Ziindfihigkeit des vorliegenden Gasgemisches anhand seiner Temperatur bewertet und nur

bei Uberschreiten einer vorzugebenden Ziindtemperatur die Verbrennung zuldt. Das erweiterte

kh;IcOdeﬂ wird wegen der Beriicksichtigung der Ziindfghigkeit als mixed+ignited=burned Modell
zeichnet,
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Obwohl sich der Ziindvorgang in Realitit weit komplexer gestaltet (Abhiingigkeit von einer
Vielzahl anderer Grolen) sind die wesentlichen auftretenden Effekte erfalt. Das Modell ist in
der Lage, die Ausbitdung von rezirkulationsstabilisierten Flammenfronten qualitativ und ab-
hiingig von der geforderten Genauigkeit, auch quantitativ vorherzusagen. Dies gilt praktisch fir
alle in der technischen Anwendung auftretenden Brenner, da sich die Einfithrung von Rezirku-
lationsgebieten (bluff-body, Carnot Diffusoren, vortex-break-down) zur Stabilisierung, auf-
grund des besseren Betriebsverhaltens, durchgesetzt hat. Die Berechnung der energiefreiset-
zenden Stromung innerhalb des untersuchten Rezirkulationsbrenners sowie der Rezirkulations-
rate ist damit moglich.

Die Simulation des Strmungszustandes innerhalb einer ohne geometrische Vereinfachungen
diskretisierten, serienmifig erhiltlichen Konfiguration, erméglichte dic Berechnung des Abso-
Jutwertes der Rezirkulationsrate und zeigt damit die Bedeutung dieser Methode fiir zukiinftige
industrielle Entwicklungen auf.

Anhand der Berechnung des isothermen Strémungsfeldes und dem Vergleich mit LDA-Mes-
sungen zeigt sich, daf integrale GriiBen, wie z.B. die Rezirkulationsrate, auf wenige Prozent
genan durch numerische Simulationen ermittelt werden koanen.

Mit Hilfe einer qualitativen Methode zur Abschitzung des Losungsfeblers wird zum einen
gezeigt, dalB die erreichte Genauigkeit nicht fiir alle Grofien gleich ist. Zum anderen Bt sich
feststellen, daBl die Simulationen trotz des recht feinen Gitters noch nicht villig frei sind von
Lésungsfehlern, welche verursacht sind durch eine unzureichend feine Gitterdiskretisierung,
Fiir die Durchfiihrung von Simulationen in praxisnahen Geometrien und damit der Anwendung
dieser Methode zur industriellen Entwicklung ergibt sich daraus zwangslaufig die Notwendig-
keit der Abstiitzung durch Messungen, von gezielt ausgewihlten Grofen.

Der Vergleich von Axialgeschwindigkeitsprofilen fithrt zu einer weiteren, insbesondere fiir die
Anwendung der numerischen Simulation auf industrielle Produkte, interessanten Erkenntnis.
Bei den LDA-Messungen konnte eine Asymmetrie des Stromungsfeldes beztighich der Brenner-
geometric festgestellt werden, welche sich auf produktionssbedingte Bauteiltoleranzen zuriick-
fithren lie§. Eine Beriicksichtigung dieser Asymmetrie in der numerischen Simulation erfordert
die Berechnung eines in der Tangentialkoordinate mindestens 180° umfassenden Rechenge-
biets, und scheitert damit an den heute verfiigharen Rechenkapazititen, Die Simulation von
realititsnahen Geometrien sollte sich daher sinnvollerweise auf Fragestellungen konzentrieren,
welche entweder der Klirung der durch Bauteiltoleranzen hervorgerufenen Effekte dienen und
das Rechengebiet stark einschriinken, eder auf Zusammenhiinge und Grofen welche unbeein-
fluBt sind von diesen Effekten.

Mit der Auswahl des Uniform-Temperature-Olverdampfungsmodells, welches sich in bisheri-
gen Untersuchungen als geeignet erwiesen hat fiir die Anwendung unter Zustdnden, wie ste filr
atmosphdrische Brenner typisch sind, und dessen Einbindung in das fluiddynamische Rechen-
programm ist nun eine Methode aufgebaunt, mit der es méglich ist die Olverbrennung in reali-
titsnahen Geometrien zu simulieren. Damit werden wesentliche Einblicke in die Detailvorgéinge
der Olverbrennung insbesondere der Tropfenausbreitung und Verdampfung méglich,

Besonderes Gewicht beim Aufbau des Gesamtmodells zur Olverbrennungssimulation wurde
auf ein ausgewogenes Verhiltnis der Genauigkeit der Einzelmodelle gelegt. Da die Teilmodelle
aufeinander aufbauen, niitzen einzelne hochgenaue Beschreibungen nichts, wenn die darauf
folgenden Berechnungen diese Detailtreue nicht nutzen kdnnen. Die Verifikation des Gesamt-
muxlells erfolgt anhand von Vergleichen mit LDA-Messungen der Axialgeschwindigkeit und der
Rezirkulationsrate, Sondenmessungen von Axialgeschwindigkeit und Temperatur, sowie OH-
LIF Messungen zur Bestimmung der Lage der Flammenfront innerbalb des Flammrohrs.
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Die Vergleiche der gemessenen und simulierten Axialgeschwindigkeitsprofile ergeben eine gute
Ubereinstimmung. Dies gikt sowohl fiir die Profilform, als auch fiir den Maximatwert.

Fiir das mittels Absaugepyrometer gemessene und das simulierte Temperaturprofil ergibt sich
eine sehr gute Ubereinstimmung was die Form des Profils anbelangt, insbesondere die Position
des Temperaturmaxirums wird genau wiedergegeben, Die Absclutwerte hingegen weisen
grifiere Abweichungen auf.

Miittels einer Korrektur der festgestellten Abhiéingigkeit der Rezirkulationsrate von der Tempera-
tur des Rezirkulierten wird gezeigt, da3 die Unterschiede zwischen gemessener und simulierter
Rezirkulationsrate auf die Ungenauigkeiten des Temperaturfelds zurlickzufithren sind. Weitere
Einfliisse konnten nicht festgestellt werden.

6.2 Abhiingigkeit der Rezirkulationsrate

Eine Parameterstudie zeigt die prinzipielle Erfaflbarkeit der Wechselwirkung von Brenner und
Brennkammer durch die numerische Simulation, auf der Basis des mixed+ignited=burned Ver-
brennungsmodells. Die aus den Simulationen erhalteren Ergebnisse, beziiglich der Vertinde-
rung der Rezirkulationsrate bei verinderter Brennkammergeometrie, stehen gualitativ in Ein-
Klang mit Messungen der Stickoxidemission bei verschiedenen Brennkammergeometrien.

Obwohl die Wechselwirkung von Brenner und Brennkammer in der Simulation erfat ist, kann
eine Separation der Einzeleffekte (Anderung von Temperatur, Dichte, Geschwindigkeit, Wir-
metibertragung etc.) aufgrund ihrer Koppelung nicht erfolgen. Die primire Ursache der Ande-
rung der Rezirkulationsrate ist weiterhin unbekannt und aus diesen Stmulationen nicht ableitbar.

Eine Trennung dieser Koppelung ist jedoch mit einer speziellen Simulationsmethode méglich
und die vorgestellten Rechnungen dieser Methode fiihren auf wesentliche Erkenntnisse iiber das
Zusanunenspiel der Einzeleffekte innerhalb des gekoppelten Systems.

Zur Durchfiihrung der Berechnungen wird bewufit auf die Anwendung eines Verbrennungs-
modells verzichtet, da dieses die Koppelung zwischen den Einzeleffekten herstelit. Statt dessen
werden die fiir méglich erachteten geometrischen, fluid- oder thermeodynamischen Zustinde
einzeln fest vorgegeben, Die jeweils anderen, dazugehdrigen Zustinde werden aus der numeri-
schen Stromungssimulation ermittelt. Um Aussagen iiber das Systemverhalten zu gewinnen,
muf} jeder zu untersuchende Parameter in einer hinreichend feinen Abstufung variiert werden.
Dies ist besonders zur Erfassung von nichtlinearen Zusammenhéngen wichtig. Fiir die in dieser
Arbeit vorgestellten Ergebnisse wurden z.B. mehr als 200 Stromungssimulationen durchge-
fidhrt,

Die wichtigsten Erkenntnisse aus diesen Simulationen mit direkter Variablenvariation sind die
Abhdngigkeit der Rezirkulationsrate von der:

* Temperatur des Rezirkulierten

= Lage der Flammenfront innerhalb des Flammrohres
Fiir den Einfluf der Temperatur des rezirkulierten Rauchgases kann cin Potenzgesetz angege-
ben werden, welches es ermiglicht, fiir jeden Rezirkulationsbrenner, innerhalb einer beliebigen
Brennkammer, die Rezirkulationsrate zu berechnen. Dazu muf} lediglich die Temperatur des
rezitkulierten Rauchgases, sowie eine Referenz-Rezirkulationsrate bekannt sein.

Neben der Beeinflussung durch unterschiedliche Temperaturfelder, hervorgerufen von ver-
schiedenen Brennkammergeometrien, ist insbesondere wihrend der Startphase eine von der
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typischen Rezirkulationstemperatur stark abweichende Temperatur in der Brennkammer vos-
handen. Die beobachteten Probleme withrend der Startphase kdnnen durch eine Verinderung
der Rezirkulationstffnungen, im Sinne einer Anpassung der Rezirkulationsrate an das bei
Betriebstemperatur vorherrschende Niveau (Auslegungspunkt), behoben werden.

Das ermittelte Potenzgesetz konnte sowohl durch LDA-Messungen der Rezirkulationsrate, als
auch durch eine analytische Ableitung anhand einer stark simplifizierten Rezirkulationsgeome-
trie bestitigt werden. Die analytische Ableitung erdffnet tiber die Verifikationsméglichkeit hin-
aus, weitere Einblicke in das Systemverhalten, insbesondere was die Einfliisse der Dichte
{Druck, Temperatur) und Geschwindigkeit des Treibstrahls anbelangt.
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A  Stoffdaten von Tetradekan (Ci4H3p)

Sattdampfdrrck aus der Cox Antoine
Gleichung (Reid et al. (1987
} [Pa]

Psare = GXPI:A -
h T +C A 3104
B 4008 3

-105.4

Giiltigkeitsbereich: 394K < T < 560K

Konstanten der Dichtegleichung fiir fitissiges Tetradekanr (Spencer und Adler (19750

M; = 198.4 [kg/kmol]
p = 16.2 ¥105 [Pa]

Ty =694 {K}]
ZRA =0.24322 Giiltigkeitsbereich: 276K < T < 553K
Verdampfungsenthalpie (Watson (1943%)
; T n
AHv, = AHvl( "ZJ Tk = 694 [K]
=Ty

n=40.38
AHvV3(Tsjege) = 241 [k)/kg]
Tsiede = 326.7 [K]

Tp =277 ¥10-6 [em?2/s] Giiltigkeitsbereich: (. Ibar < p < 10bar

Cp(T=293K) = 2.186 {kl/kg K]

Normal Dichte (fliissi cid et al. (1987

p(r=293K) = 0.763 [kgfm?]
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B  Spezifische Wirmekapazitit (Gase)

Die verwendeten spezifischen Wiirmekapazititen sind den Janaf Tables entnormmen (Chase et
al. (1985)} und wurden mit Polynomer: dritten Grades approximativ abgebildet.

_ 1000 w108 2 w1n=T 73
Tetradekan:! cpmm(wlo.%nm T-7.423%107% 72 4 1.5098*10 T) kg K}
Stickstoff: cp = 929.528+0.3096 T-7.988*107° 7% + 6.7502*107° 7° [y K)
Sauerstoff: cp = 812.923+0.3943 T 1463107 7% + 2.0920%107* 73 [3/kg K]

I

Wasserdampf: ¢, = 1590.8+0.7737 7-52692%107° 7% - 1.2764+10° 7% [1q K]

1l

Koblendioxid: ¢, = 636.491+0.9099 7-3.739%107 72+ 52068%107% 7 [Jikg K]
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Abbildung B1:  Spezifische Weirmekapazitit von verschiedenen Gasen
nach Janaf (Chase et al. (1985)); {Polynomfit dritter Ordnung)

dampftisrmig, nach Reid et al. (1987)



98

C Diskretisierungsverfahren

Die in Abbildung C.1 gezeigte Situation stellt einen Testfall fur die Beurteilung der Giite von
Diskretisierungsverfahren dar. Ein kartesisches, dquidistantes Gitter von 30/30 (x/y) Gitterzel-
len lost einen quadratischen Simulationsraum der Diagonalenlinge 1m auf, Eine Strémung mit
der Geschwindigkeit u(x)=u(y)=1 m/s (Anstrémung unter 43 Grad) wird vorgegebenen. Geldst
wird eine Transportgleichung, fiir ein von der Stromung mittransportiertes, konserviertes Ska-
lar ¢ (z.B. eine Konzentration). Entlang der unteren Rechengebietsgrenze wird die Grofle ¢
auf den Wert 1 gesetzt, entlang der linken Rechengebictsgrenze auf Null. Setzt man, zur
Berechnung der Ausbreitung des Skalars im Rechengebiet, die effektive Viskositit der Stro-
mung identisch Null, so wire nur ein Transport in Stromlinienrichtung zu erwarten, ein Quer-
austausch sollte nicht vorhanden sein. Das Skalar ¢ iber der Koordinate s aufgetragen solite
also, wie in Abbildung C.1 dargestellt, an der Stelle s=0.5 von Null auf Eins springen.

& N

A
4

¥ o

Abbildung C.I. Testfall zur Beurteilung von Diskretisierungsverfahren

Fiir das UPWIND Verfahren (UPS, erster Ordnung) ergibt sich der in Abbildung C.2
dargestellte Verlanf. Die Losung fiir das Linear Profile Sceme (LPS, Raw et al. (1993))
Diskretisierungsverfahren ist in Abbildung C.3 dargestellt.
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Abbildung C.2:

Abbildung C.3:
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