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3.1 Experimenteller Aufbau . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 57

3.2 Diskussion der experimentellen Daten . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60

3.3 Numerische Konfiguration . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 61

3.4 Ergebnisse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 66

3.4.1 Referenzfall I . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 66

3.4.2 Mach-Zahl-Variation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 70

3.4.3 Gasturbinenrelevante Bedingungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . 73

3.4.4 Rechenaufwand . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 75

4 Stochastische Modellierung von turbulentem Verbrennungslärm 77
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mit Â(x) und Â(x′) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 123

5.24 Zielverteilung der Quellvarianz aus RANS, Quellvarianzverteilung der sto-

chastisch rekonstruierten Quellen mit Â(x) und Â(x′) der DLR-A-Flamme 123
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5.50 Gemessene und berechnete Schallintensitätspegelspektren der H3-Flamme
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Nomenklatur

Lateinische Symbole

a Konstante −
A Konstante −
Â Amplitude −
B Konstante −
c Konstante −
c Fortschrittsvariable −
c Schallgeschwindigkeit m/s

c Konzentration mol/m3

cp spezifische Wärmekapazität bei konstantem Druck J/(kgK)

C Konstante −
D Diffusionskoeffizient m2/s

e spezifische innere Energie J/kg

E Energie J

E spezifische Gesamtenergie J/kg

Er Aktivierungsenergie J/mol

f Frequenz 1/s

f Mischungsbruch −
f Volumenkraft m/s2

F gewichtete Fortschrittsvariable −
Fqp Vorfaktor des Quellterms der Druckgleichung kg/(ms2K)

G räumlicher Gauß-Filterkern −
h spezifische Enthalpie J/kg

I Schallintensität W/m2

j Diffusionsmassenfluss kg/(m2s)

JH Wärmediffusion W/m2,W/m2,W/m2

k Geschwindigkeitskoeffizient 1/m

k turbulente kinetische Energie m2/s2

k Wellenzahl 1/m

k Quellstärkekoeffizient K2/(m2s2)
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K Relaxationskoeffizient −
l Längenskala m

lL laminare Flammendicke m

L Länge m

L Wellenoperator −
LA Schalldruckpegel A-gewichtet dBA

LI Schallintensitätspegel dB

Lp Schalldruckpegel dB

ṁ Massenstrom kg/s

M Molekulargewicht kg/mol

n Dimension −
n Konstante −
n Stoffmenge mol

N Anzahl −
O Ordnung −
p Druck Pa

q Akustischer Quellterm kg/(m3s2)

q Wärmestromdichte W/m2

qp Quellterm der Druckgleichung Pa/s

Q Fluktuierender Quellterm −
QV Volumenintegral des akustischen Quellterms q kg/s2

Q̇ Wärmefreisetzungsrate pro Volumen W/m3

r Reflexionsfaktor −
r Zufallswert −
r räumlicher Abstand m,m,m

R akustischer Widerstand kg/(m2s)

R spezifische Gaskonstante J/(kgK)

R Reaktionsrate mol/(m3s)

Rm universelle Gaskonstante J/(molK)

R̂ Varianz der korrelierten Größe K2/s2

R Kreuzkorrelation −
s Zufallswert −
s Flammengeschwindigkeit m/s

S Quellterm −
S chemischer Produktionsterm kg/(m3s)

S Energiespektrum Pa2s, Pa2s, Pa2s

Sr Strahlungsterm J/(m3s)

t Zeit s
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T Periodendauer s

T Temperatur K

u Geschwindigkeit m/s

u Geschwindigkeitsfeld m/s,m/s,m/s

U räumliches Feld weißen Rauschens −
V Volumen m3

V Diffusionsgeschwindigkeit m/s,m/s,m/s

x kartesische Koordinate m

x kartesischer Koordinatenvektor m,m,m

X akustische Reaktanz kg/(m2s)

Y Massenanteil −
Z Elementmassenbruch −
Z Impedanz kg/(m2s)

Griechische Symbole

α Konstante −
β Konstante −
χ skalare Dissipationsrate 1/s

δ Kronecker-Delta −
ε turbulente Dissipationsrate m2/s3

φ beliebige Bilanzgröße −
Φ Quellterm 1/s

γ Isentropenexponent −
η Konzentrationskoeffizient −
λ Wellenlänge m

λ Wärmeleitfähigkeit W/(mK)

µ dynamische Viskosität kg/(ms)

ν kinematische Viskosität m2/s

ν Stöchiometriekoeffizient −
ρ Dichte kg/m3

σ Konstante −
σ Kopplungsparameter −
τ Zeitskala s

τ zeitlicher Abstand s

τij Schubspannungstensor Pa

ω Kreisfrequenz 1/s

ω Wirbelfrequenz 1/s

ωc Quellterm kg/m3s



18 Nomenklatur

ξ Gauß-verteiltes Raum-Zeit-Feld weißen Rauschens −,−,−

Indizes und Akzente

φ̂ Fourier-transformierte Größe

φ Mittelwert einer Reynolds-zerlegten Größe

φ̃ Mittelwert einer Favre-zerlegten Größe

φ′ Schwankungsanteil einer Reynolds-zerlegten Größe

φ′ Edukt

φ′′ Schwankungsanteil einer Favre-zerlegten Größe

φ′′ Produkt

φ0 Größe des ungestörten Fernfelds

φb rückwärts

φc Konvektion

φe Excess

φE Edukt

φf vorwärts

φi,j,k,r,α,β Laufindex

φK Kolmogorov

φL laminar

φP Produkt

φst stöchiometrisch

φt turbulent

φT Temperatur

Dimensionslose Kennzahlen

Da Damköhler-Zahl

Ka Karlovitz-Zahl

Ma Mach-Zahl

Pr Prandtl-Zahl

Re Reynolds-Zahl

Sc Schmidt-Zahl

Abkürzungen

APE Acoustic Perturbation Equations

APE-RF Acoustic Perturbation Equations for Reacting Flows

APU Auxiliary Power Unit
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BEM Boundary Element Method

BSL-RSM Baseline Reynolds Stress Model

BVM Burning Velocity Model

CAA Computational Aeroacoustics

CCA Computational Combustion Acoustics

CFD Computational Fluid Dynamics

DNC Direct Noise Computation

DFG Deutsche Forschungsgemeinschaft

DFT Discret Fourier Transformation

DNS Direct Numerical Simulation

DLR Deutsches Zentrum für Luft- und Raumfahrt

DRP Dispersion Relation Preserving

EDM Eddy Dissipation Model

EWG Entropiewellengenerator

FW-H Ffowcs Williams und Hawkings

FRC Finite Rate Chemistry

LDA Laser Doppler Anemometrie

LDDRK Low-dissipation and Low-dispersion Runge-Kutta

LEE Linearized Euler Equations

LES Large Eddy Simulation

LIF Laser-Induced Fluorescence

NRBC Nonreflecting Radiation Boundary Condition

PDF Probability Density Function

PIANO Perturbation Investigation of Aerodynamic Noise

PPP Points Per Period

PPW Points Per Wavelength

RANS Reynolds averaged Navier-Stokes

RPM Random Particle-Mesh

RPM-CN Random Particle-Mesh for Combustion Noise

RMS Root Mean Square

RSM Reynolds Stress Model

SNGR Stochastic Noise Generation and Radiation

SST Shear Stress Transport

TFC Turbulent Flame Speed Closure

TTL Transistor-Transistor-Logik
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Kurzfassung

Instationäre Prozesse reagierender Strömungen verursachen Verbrennungslärm mit hohen

Schalldruckamplituden. Direkter Verbrennungslärm wird durch turbulente Strömungs-

strukturen oder periodische Verbrennungsschwingungen in der Flammenzone generiert, in-

direkter Verbrennungslärm entsteht hingegen durch die starke Beschleunigung von Entro-

piemoden oder Wirbeln, zum Beispiel in der ersten Turbinenstufe einer Gasturbine. Die

numerische Simulation von sowohl direktem als auch von indirektem Verbrennungslärm ist

deshalb eine komplexe Aufgabenstellung, da Strömungsmechanik, Verbrennungstechnik,

Akustik und numerische Mathematik miteinander interagieren.

Ziel der Arbeit ist es, einen hocheffizienten und genauen hybriden Computational Fluid

Dynamics/Computational Aeroacoustics (CFD/CAA)-Ansatz für die numerische Simula-

tion von turbulentem Verbrennungslärm zu entwickeln. Der numerische Ansatz soll an-

hand von offenen und eingeschlossenen Strahlflammen validiert und evaluiert werden. Des

Weiteren ist vorgesehen, Entropielärm anhand eines generischen Testfalls durch ein direk-

tes Schallberechnungsverfahren (Direct Noise Computation, DNC) in Kombination mit

akustischen Randbedingungen zu modellieren.

Zunächst werden numerische Untersuchungen von indirektem Verbrennungslärm in ei-

nem generischen Versuchsaufbau, dem Entropiewellengenerator (EWG), vorgestellt. Die

Schallerzeugung durch die Beschleunigung von Entropiefluktuationen im EWG wurde um-

fassend von Bake et al. [6] experimentell untersucht. Im EWG werden einer Rohrströmung

Temperaturstörungen mittels eines Heizmoduls aufgeprägt. Diese Entropiemoden werden

dann in einer konvergent-divergenten Düse beschleunigt, wobei Entropielärm entsteht.

Die Strömung, die akustischen Quellen und die Ausbreitung des Entropielärms werden

mit einem direkten Schallberechnungsverfahren simuliert. Hierzu werden die kompressi-

blen unsteady Reynolds averaged Navier-Stokes (URANS)-Gleichungen in Kombination

mit einem Zweigleichungsturbulenzmodell numerisch gelöst. Die akustische Impedanz des

EWGs wird mit Hilfe einer teilreflektierenden Randbedingung an der Rechenfeldgrenze ab-

gebildet. Die so berechneten Druckfluktuationen sowie deren spektrale Verteilung stimmen

für den Referenzfall mit den experimentellen Daten sehr gut überein. Die berechneten ma-

ximalen Entropielärmpegel bei verschiedenen Strömungszuständen sind ebenfalls in sehr

guter Übereinstimmung mit den Messdaten. Eine numerische Analyse der Entropielärm-

quellen liefert erstmals eine Erklärung für den Verlauf des maximalen Entropieschallpe-
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gels im EWG für hohe Strömungsgeschwindigkeiten. Berechnete Entropieschallpegel bei

gasturbinenrelevanten Bedingungen im EWG deuten auf einen nicht vernachlässigbaren

Beitrag des Entropielärms zur Gesamtschallabstrahlung von Flugtriebwerken hin.

Der in dieser Arbeit entwickelte Random Particle-Mesh for Combustion Noise (RPM-

CN)-Ansatz für die numerische Simulation von turbulentem Verbrennungslärm ist eine

hybride CFD/CAA-Methode, die auf einer stochastischen Quellrekonstruktion im Zeit-

bereich beruht. Die Verbrennungslärmquellen werden basierend auf statistischen Turbu-

lenzgrößen, wie sie aus einer Reynolds averaged Navier-Stokes (RANS)-Simulation er-

halten werden können, mit der Random Particle-Mesh (RPM)-Methode modelliert. An-

schließend wird die Ausbreitung des Verbrennungslärms durch die numerische Lösung

der linearisierten Euler Gleichungen (Linearized Euler Equations, LEE) berechnet. Der

RPM-CN-Ansatz wird mit Hilfe von Messdaten der DLR-A- und DLR-B-Flammen de-

tailliert validiert. Die offenen, turbulenten, nicht vorgemischten Strahlflammen haben

einen identischen geometrischen Aufbau, unterscheiden sich jedoch in der Brennstoff-

austrittsgeschwindigkeit und ihrer entsprechenden Reynolds-Zahl. Eine exakte Realisie-

rung der vorgegebenen Modelldefinitionen der akustischen Quellrekonstruktion mit der

RPM-Methode wird nachgewiesen. Die mit dem RPM-CN-Ansatz berechneten Schall-

druckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen stimmen über den gesamten Fre-

quenzbereich mit den experimentellen Daten sehr gut überein. Die Übereinstimmung

der berechneten Schalldruckpegelspektren mit dem von Tam et al. [124] vorgeschlage-

nen Ähnlichkeitsspektrum des abgestrahlten Schalls von offenen Strahlflammen belegt

die Allgemeingütigkeit des RPM-CN-Ansatzes für die Verbrennungslärmsimulation von

offenen Strahlflammen. Die Eignung des RPM-CN-Ansatzes zur Berechnung des abge-

strahlten Verbrennungslärms bei einer veränderten Brennstoffzusammensetzung und in

eingeschlossenen Geometrien wird anhand von Simulationen der H3-Flamme und der ein-

geschlossenen DLR-A-Flamme diskutiert.
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Abstract

Unsteady processes in reacting flows generate combustion noise with high sound pressure

amplitudes. Direct combustion noise is generated by turbulent flow structures or periodic

combustion oscillations in the flame zone, in contrast indirect combustion noise is produced

by the strong acceleration of entropy modes or vorticities, for example in the first turbine

stage of gas turbines. The numerical simulation of both direct and indirect combustion

noise is a complex topic, since fluid mechanics, combustion techniques, acoustics, and

numerical mathematics interact.

The objective of this work is to develop a highly efficient and accurate hybrid Com-

putational Fluid Dynamics/Computational Aeroacoustics (CFD/CAA) approach for the

numerical simulation of turbulent combustion noise. The numerical algorithm is to be

validated and evaluated using open and enclosed jet flames. Furthermore, entropy noise

of a generic test case is to be modeled using a Direct Noise Computation (DNC) method

in combination with acoustic boundary conditions.

First, numerical investigations of indirect combustion noise in a generic experiment,

the Entropy Wave Generator (EWG), are presented. The noise generation due to the

acceleration of entropy disturbances in the EWG were comprehensively experimentally

investigated by Bake et al. [6]. There, temperature disturbances are inserted to a pipe

flow by a heating module. These entropy modes are accelerated in a convergent-divergent

nozzle whereby entropy noise is emitted. The flow, the acoustic sources, and the propaga-

tion of the entropy noise are simulated applying a direct noise computation method. For

this, the compressible unsteady Reynolds averaged Navier-Stokes (URANS) equations in

combination with a two-equation turbulence model are numerically solved. The acoustic

impedance of the EWG is modeled by a partially reflecting boundary condition. The com-

puted pressure fluctuations as well as their spectral distribution agree very good with the

experimental data for a reference case. The computed maximal entropy noise levels at

different flow conditions are in very good agreement with measurements as well. For the

first time, a numerical analysis of the entropy noise sources provides an explanation for

the progression of the maximal entropy noise level at high flow velocities in the EWG.

Computed entropy noise levels at gas turbine relevant conditions in the EWG indicate a

non negligible contribution of entropy noise to the total noise emissions of aero-engines.

The developed Random Particle-Mesh for Combustion Noise (RPM-CN) approach for
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the numerical simulation of turbulent combustion noise is a hybrid CFD/CAA method,

based on a stochastic source reconstruction in the time domain. The combustion noise

sources are modeled based on statistical turbulence quantities, for example achieved by

a Reynolds averaged Navier-Stokes (RANS) simulation, using the Random Particle-Mesh

(RPM) method. Subsequently, the propagation of the combustion noise is computed by

the numerical solution of the linearized Euler equations (LEE). The RPM-CN approach

is validated in detail using measurements of the DLR-A and DLR-B flames. The open,

turbulent, non-premixed jet flames are geometrically identical, however, they differ in the

fuel exit velocity and their respective Reynolds number. An exact realization of the defined

model definitions of the acoustic source reconstruction with the RPM-method is verified.

The computed sound pressure level spectra of the DLR-A and the DLR-B flames using

the RPM-CN approach agree with the experimental data for the whole frequency range

very well. The very good agreement of the computed sound pressure level spectra with

the similarity spectrum suggested by Tam et al. [124] for the emitted combustion noise

of open jet flames proves additionally the general applicability of the RPM-CN approach

for the combustion noise simulation of open jet flames. The suitability of the RPM-CN

approach for the computation of combustion noise emitted by flames with a different fuel

composition and of enclosed flames is discussed using simulations of the H3 flame and the

enclosed DLR-A flame.
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1 Einleitung

Geräuschemissionen haben sich zu einem Thema mit wachsender gesellschaftlicher und

wirtschaftlicher Relevanz entwickelt. In zahlreichen Technologiefeldern, wie beispielsweise

dem Flug-, Straßen- und Schienenverkehr, ist die Beherrschung der Geräuschemissionen

sowie die Entwicklung geeigneter Geräuschminderungstechnologien eine zentrale Voraus-

setzung, um die gesellschaftliche Akzeptanz und eine wirtschaftliche Konkurrenzfähigkeit

sicherzustellen.

Im Flugverkehr konnte in den letzten Jahrzehnten die Schallabstrahlung, speziell durch

den Triebwerks- und Umströmungslärm der Flugzeuge, wesentlich reduziert werden. Der

relative Beitrag des Verbrennungslärms zur Gesamtschallabstrahlung von modernen Flug-

triebwerken hat jedoch mit der drastischen Minderung von Strahl- und Ventilatorlärm

durch erhöhte Nebenstromverhältnisse stark zugenommen. Zur weiteren Reduzierung der

Gesamtschallabstrahlung, und um künftige Geräuschminderungsziele von Flughäfen zu

erfüllen, ist ein umfassendes Verständnis der akustischen Quellmechanismen sowie eine

zuverlässige und effiziente Vorhersage des abgestrahlten Verbrennungslärms notwendig.

Dieser emittierte Schall von Verbrennungssystemen kann in direkten und indirekten Ver-

brennungslärm klassifiziert werden [119]. Direkter Verbrennungslärm entsteht durch insta-

tionäre Verbrennungsprozesse in der Flammenzone [35, 36]. Die Fluktuation der Wärme-

freisetzungsrate verursacht zeitliche Dichteschwankungen, die gleichphasige Temperatur-

und Druckfluktuationen erzeugen und Schall abstrahlen. Die turbulenten Strömungsstruk-

turen in der Flammenzone generieren aufgrund der lokalen Fluktuation der Wärmefreiset-

zungsrate turbulenten Verbrennungslärm, der sich durch ein breitbandiges Schalldruck-

spektrum mit einem Maximum bei relativ niedrigen Frequenzen auszeichnet. Kohärente

Strukturen sind in reagierenden Strömungen unter anderem durch den Charakter des Strö-

mungsfelds oder aber auch durch akustische Rückkoppelungen bei Verbrennungsprozessen

in eingeschlossenen Geometrien, wie zum Beispiel in Brennkammern von Gasturbinen,

begründet und können Verbrennungsschwingungen auslösen. Die kohärenten Strukturen

bewirken eine Modulation des konvektiven Transports von Brennstoff und Oxidator in

die Flammenzone und können eine Erhöhung der Fluktuation der Wärmefreisetzungsrate

zur Folge haben. Verbrennungsschwingungslärm zeigt im Schalldruckspektrum dominante

Frequenzen im gesamten Frequenzbereich mit starken Schalldruckamplituden, die bis zur

Zerstörung der Maschine führen können.
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Indirekter Verbrennungslärm hingegen ist nicht direkt an die Verbrennungsvorgänge in

der Flammenzone gekoppelt, sondern beschreibt die Schallgenerierung durch die Beschleu-

nigung von Strömungsstörungen wie Entropiemoden oder Wirbel. In technischen Ver-

brennungssystemen entstehen in der Verbrennungszone durch die Fluktuation der Wär-

mefreisetzungsrate Gebiete stark unterschiedlicher Temperatur, welche mit der Strömung

konvektieren. Werden diese Entropiemoden mit der Strömung, zum Beispiel in der ersten

Turbinenstufe einer Gasturbine, beschleunigt, so wird indirekter Verbrennungslärm, der

sogenannte Entropielärm, emittiert [36, 86, 82].

Die Untersuchungen im Rahmen der vorliegenden Arbeit zielen auf die akustische

Quellmodellierung und die numerische Simulation der Ausbreitung von direktem turbulen-

tem Verbrennungslärm und von indirektem Entropielärm ab. Die numerische Simulation

von Verbrennungsschwingungen soll nicht Gegenstand dieser Arbeit sein.

1.1 Numerische Simulation von Verbrennungslärm

Die numerische Simulation von Verbrennungslärm ist eine komplexe Aufgabenstellung, da

Strömungsmechanik, Verbrennungstechnik, Akustik und numerische Mathematik mitein-

ander interagieren. Zur Berechnung von direktem und indirektem Verbrennungslärm ist

zunächst eine genaue Abbildung der strömungsmechanischen und chemischen Vorgänge

in der Flammenzone notwendig, um die akustischen Quellen zu bestimmen. Des Weite-

ren ist eine akkurate Behandlung der Schallausbreitung, im Speziellen der Interaktion

mit inhomogenen Grundströmungen und der Wirkung von Rändern, notwendig. Würde

die numerische Simulation auf die Berechnung von Verbrennungsschwingungen abzielen,

so kann es notwendig sein, zusätzlich die akustische Rückkopplung auf die reagierende

Strömung abzubilden.

Candel et al. [27] zeigten in einer zusammenfassenden Arbeit über die Verbrennungs-

lärmforschung, dass sich das Gebiet der numerischen Verbrennungslärmsimulation (Com-

putational Combustion Acoustics, CCA) in einem frühen Entwicklungsstadium befindet

und sich an den etablierten Konzepten und Werkzeugen der numerischen Strömungssimu-

lation (Computational Fluid Dynamics, CFD) und der numerischen Aeroakustiksimulati-

on (Computational Aeroacoustics, CAA) orientiert. Abb. 1.1 zeigt ein Flussdiagramm der

verschiedenen numerischen Ansätze zur Verbrennungslärmsimulation, deren Eigenschaf-

ten im Folgenden erläutert werden.

Zur direkten Schallberechnung (Direct Noise Computation, DNC) werden die komplet-

ten, voll gekoppelten und kompressiblen Bilanzgleichungen für die simultane Berechnung

der reagierenden Strömung und der Akustik numerisch gelöst (siehe Abb. 1.1). Bei einer

direkten numerischen Simulation (DNS) werden die kleinskaligen turbulenten Schwankun-

gen numerisch in Raum und Zeit aufgelöst. Eine Large Eddy Simulation (LES) hingegen

berechnet die großen Wirbelstrukturen direkt und die kleinen Strukturen werden über
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hybrid

DNS / LES 
(kompressibel) DNS / LES RANS

Stochastisches 
Modell
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Verbrennungslärm

Störgleichungen

direkt

Statistische Lärmtheorie

Abbildung 1.1: Numerische Ansätze zur Verbrennungslärmsimulation

ein Turbulenzmodell abgebildet. Für die Verbrennungslärmsimulation mit DNC ergeben

sich jedoch verschiedene Herausforderungen, wie zum Beispiel die Notwendigkeit genauer

Diskretisierungsverfahren, einer sehr feinen räumlichen und zeitlichen Diskretisierung, die

Verwendung akustischer Randbedingungen und der Lösung numerisch steifer Gleichungs-

systeme.

Die Notwendigkeit der Verwendung von dispersions- und dissipationsarmen Diskretisie-

rungsverfahren ist durch die Disparität der Energie, der Längen- und der Zeitskalen, auch

bekannt als Multiskalenproblem, begründet. Das Verhältnis von akustischer zu mechani-

scher Energie entspricht bei Strömungslärm EAkustik/EMech ≈ 10−4Ma5 [129]. Im Bereich

geringer Mach-Zahlen ergibt sich ein Verhältnis von 10−9 und selbst im Flugverkehr bei

Ma = 0, 7 liegt eine Verhältnis von 10−5 vor. Sollen die numerischen Fehler, die bei je-

der Simulation induziert werden, in der Ordnung der akustischen Größen sein, müssen

diese 5 bis 9 Ordnungen kleiner als die hydrodynamischen Größen sein. Um ein akzep-

tables Signal-Rausch-Verhältnis zu erreichen, sollten die numerischen Fehler mindestens

eine weitere Größenordnung kleiner sein. Des Weiteren sind genaue numerische Verfahren

auch aufgrund der stark unterschiedlichen Längenskalen bei Verbrennungslärm notwen-

dig. Die Längenskalen der akustischen Wellen sind typischerweise einige Ordnungen größer

als die der schallgenerierenden Fluktuationen der Wärmefreisetzungsrate in reagierenden
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Strömungen. Auch unterscheiden sich bei breitbandigem Schall die kleinsten von den

größten akustischen Längenskalen um drei Größenordnungen. Schlussendlich propagieren

akustische Wellen mit Schallgeschwindigkeit im Gegensatz zu hydrodynamischen Moden,

die mit der Strömungsgeschwindigkeit konvektieren. Für die numerische Aeroakustiksi-

mulation (CAA) und die numerische Verbrennungslärmsimulation (CCA) sind deshalb

genauere Diskretisierungsschemata als die der reinen numerischen Strömungssimulation

(CFD) erforderlich. Bezüglich der Genauigkeit numerischer Diskretisierungsschemata ist

nicht die Ordnung des Verfahrens bestimmend. Die Ordnung des Verfahrens gibt einen

Anhaltspunkt bezüglich der Fehlerminimierung durch Gitterverfeinerung an, jedoch keine

Informationen bezüglich dispersiver und dissipativer Fehler. Dispersive Fehler des Ver-

fahrens wirken sich in einem Phasenfehler aus, dissipative Fehler hingegen verursachen

einen Amplitudenfehler. Für die direkte Schallberechnung (DNC) ins Fernfeld sind die

Dispersions- und Dissipationsfehler von üblichen CFD-Diskretisierungsschemata viel zu

hoch. Ist dagegen eine DNC im Nahfeld von Interesse, so ist die Genauigkeit von CFD-

Diskretisierungsschemata vertretbar [129].

Weiterhin ist bei der DNC eine feine räumliche und zeitliche Diskretisierung notwen-

dig. Speziell bei turbulenzbedingtem Lärm sind die kleinen Skalen der schallgenerierenden

turbulenten Strömung im Raum aufzulösen. Zusätzlich sind die hohen Frequenzen von

breitbandigem Schall mit ausreichend Stützstellen zu diskretisieren. Die feine räumliche

und zeitliche Diskretisierung verursacht einen sehr hohen Rechenaufwand, insbesondere

bei hohen Reynolds-Zahlen. Eine wichtige Aufgabe kommt bei der direkten Schallberech-

nung (DNC) auch der genauen Abbildung des akustischen Verhaltens an den Rändern im

CFD-Verfahren zu. Bei der numerischen Simulation des Verbrennungslärms von offenen

Flammen sind akustisch nichtreflektierende Randbedingungen an den Rechenfeldgrenzen

zu realisieren. Im Gegensatz zu reflektierenden Randbedingungen erlauben nichtreflektie-

rende Randbedingungen akustischen und numerischen Druckfluktuationen, das Rechen-

gebiet zu verlassen. In eingeschlossenen Geometrien ist die akustische Impedanz an den

jeweiligen Rechenfeldgrenzen abzubilden. Ein Weg hierzu ist, die frequenzabhängige akus-

tische Impedanz durch Impedanzrandbedingungen im Zeitbereich zu berücksichtigen. Für

CAA-Verfahren sind verschiedene Modellierungsansätze zur Realisierung von nichtreflek-

tierenden Randbedingungen und von Impedanzrandbedingungen im Einsatz. In CFD-

Verfahren werden akustische Randbedingungen derzeit noch weit weniger berücksichtigt.

Weiterhin ist das sich ergebende kompressible Gleichungssystem zur Beschreibung reagie-

render Strömungen aufgrund der Vielzahl an physikalischen und chemischen Vorgängen,

deren zeitlichen Abläufe sich um viele Größenordnungen unterscheiden können, steif und

kann numerisch Probleme bereiten [54].
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Die diskutierten Argumente begründeten in der Vergangenheit die Entwicklung von

hybriden CFD/CAA-Ansätzen (siehe Abb. 1.1). Hierbei wird das Verbrennungslärmpro-

blem in eine vorangehende Strömungssimulation (CFD) und eine anschließende Akustik-

simulation (CAA) getrennt, wobei der Transport der geringen akustischen Energie ge-

trennt von der dazu relativ hohen hydrodynamischen Energie berechnet wird. Hybride

Ansätze erlauben, im Speziellen bei niedrigen Mach-Zahlen, die kleinen Skalen der rea-

gierenden Strömung von den großen Skalen der Akustik zu separieren. Die reine Akustik-

simulation erlaubt die Verwendung effizient zu lösender linearisierter Gleichungssysteme,

dissipations- und dispersionsarmer Diskretisierungsverfahren hoher Ordnung und etablier-

ter akustischer Randbedingungen. Bei einseitig gekoppelten hybriden Ansätzen beruht

die Akustiklösung auf der vorausgehenden reagierenden Strömungsfeldsimulation. Für die

Berechnung von Verbrennungsschwingungen kann die Rückkopplung der Akustik auf die

reagierende Strömung notwendig sein.

Die akustische Quellbestimmung bei hybriden Ansätzen der CCA kann wie in der klas-

sischen CAA in drei Klassen unterteilt werden (siehe Abb. 1.1). Lösungen von Direkten

Numerischen Simulationen (DNS) oder von Large Eddy Simulations (LES) liefern die

akustischen turbulenzbedingten Quellen direkt. Bei diesen Ansätzen entsteht jedoch zu-

sätzlich zum hohen Rechenaufwand ein hoher Aufwand für die Datenspeicherung und

-übergabe der instationären Strömungs- und akustischen Quellfelder an den CAA-Löser.

Recheneffizientere Verfahren beruhen auf statistischen Turbulenzgrößen, die beispielsweise

durch eine Reynolds averaged Navier-Stokes (RANS)-Simulation erhalten werden können.

Die akustischen Quellen sind anschließend mittels der statistischen Lärmtheorie (siehe Ka-

pitel 4) zu modellieren. Hierbei werden statistische Modelle verwendet, um die akustischen

Quellen im Frequenzbereich abzubilden. Akustische Quellen im Zeitbereich sind mit Hilfe

von stochastischen Modellen realisierbar.

Die Ausbreitung des Schalls wird bei hybriden Ansätzen durch integrale Verfahren oder

durch die numerische Lösung von Störgleichungen im Zeitbereich oder im Frequenzbe-

reich abgebildet. Integrale Verfahren basieren auf der Wellengleichung zur Berechnung der

Schallausbreitung ins Fernfeld. Zu den gängigen integralen Verfahren zählen die Lighthill-

Analogie [77, 78], das Kirchhoff Integral beziehungsweise die Boundary Element Method

(BEM) und die Ffowcs Williams und Hawkings Gleichung (FW-H) [80]. Störgleichun-

gen wie die linearisierten Euler Gleichungen (Linearized Euler Equations, LEE) [31] oder

die Acoustic Perturbation Equations (APE) [48] sind aufwendiger zu lösen als integrale

Verfahren, jedoch kann damit sowohl die Schallentstehung und -ausbreitung in nicht ho-

mogenen Strömungen als auch in eingeschlossenen komplexen Geometrien akkurat erfasst

werden.
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1.2 Stand der Forschung

In frühen Untersuchungen von direktem turbulentem Verbrennungslärm im Jahr 1963

zeigten Bragg [18] theoretisch und Smith et al. [115] experimentell den im Wesentlichen

monopolartigen Charakter von turbulenten Flammen. Der ins Fernfeld abgestrahlte Schall

wurde mit der als Monopol agierenden Volumenänderung, verursacht durch Verbrennung,

in Bezug gebracht. Kotake & Hatta [69] leiteten 1965, basierend auf der akustischen Ana-

logie von Lighthill [77, 78], eine inhomogene Wellengleichung für reagierende Strömun-

gen her. Strahle [117] entwickelte 1971, ebenfalls aufbauend auf der Lighthill-Analogie,

eine Wellengleichung unter Verwendung der Erhaltungsgleichungen für reagierende Mehr-

komponentenströmungen. Dabei wurde gezeigt, dass die Dichtefluktuation die dominante

Schallquelle ist. Strahle [117] zeigte durch theoretische Überlegungen, dass turbulente Ver-

brennungslärmquellen im niedrigen Mach-Zahl-Bereich wesentlich stärker als turbulente

Strömungslärmquellen sind. Der Anteil von turbulentem Verbrennungslärm ist hier we-

nigstens zwei Größenordnungen höher als der Beitrag des turbulenten Strömungslärms,

was auch experimentell belegt ist [113, 114]. In einer weiteren Untersuchung zeigte Strahle

1972 [118] die direkte Korrelation zwischen akustischem Druck und dem Volumenintegral

der Zeitableitung der globalen Reaktionsrate. Basierend auf diesen frühen Untersuchungen

wurde die Verbrennungslärmtheorie durch die Berücksichtigung von detaillierteren physi-

kalischen und chemischen Effekten erweitert. Zum Beispiel betrachtete Kotake 1975 [68]

Einzelheiten der chemischen Reaktionen und Truffaut et al. [128] berücksichtigten 1998

nicht isomolare Effekte. Beide Autoren identifizierten die instationäre Fluktuation der

Wärmefreisetzungsrate als die dominante akustische Quelle.

Ein numerisches Verbrennungslärmmodell mit einer statistischen Quellmodellierung für

turbulente, nicht vorgemischte Flammen entwickelten Klein & Kok [67] 1999. Das hybride

Modell basiert auf einer stationären RANS-Simulation zur reagierenden Strömungsfeld-

berechnung und der integralen Lösung einer akustischen Analogie mit einem statistisch

modellierten Quellterm, der die fluktuierende Wärmefreisetzungsrate repräsentiert. Das

Spektrum der Verbrennungslärmquellen wurde basierend auf den statistischen Turbulenz-

größen modelliert und mit Messungen verglichen. Ein ähnliches Modell wurde von Hirsch

et al. [58] 2007 zur Berechnung von Lärmemissionen von vorgemischten Drallflammen

vorgestellt. Der hybride Ansatz beruht auf einer angenommenen Form der spektralen Ver-

teilungsfunktion der turbulenten Wärmefreisetzungsrate. Aufwendigere hybride Modellie-

rungsansätze basieren auf einer vorangehenden LES für die reagierende Strömungsfeld-

und akustische Quellberechnung. Flemming et al. [51] kombinierten 2007 die LES mit

Lighthill’s akustischer Analogie, um turbulenten Verbrennungslärm einer nicht einge-

schlossenen Wasserstoffstrahlflamme zu berechnen. Der akustische Quellterm wurde dabei

über die Dichtefluktuation modelliert, welche mit LES berechnet und anschließend auf das
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CAA-Gitter interpoliert wurde. Ihme et al. [64] veröffentlichten 2009 ein hybrides Modell,

welches auf einer LES in Kombination mit einer akustischen Analogie zur Simulation des

abgestrahlten Schalls von nicht vorgemischten Strahlflammen basiert. Bui et al. [25, 22, 23]

publizierten 2008 einen hybriden Ansatz, welcher auf einer inkompressiblen LES und ei-

ner anschließenden Integration der Acoustic Perturbation Equations for Reacting Flows

(APE-RF) basiert [24]. Mit dem hybriden LES/CAA-Ansatz wurden Refraktionseffekte

in reagierenden Strahlströmungen und unterschiedliche akustische Quellterme umfassend

numerisch untersucht, wobei die partielle Zeitableitung der Dichte als der dominante akus-

tische Quellterm identifiziert wurde.

Eine erste stochastische Methode zur Modellierung von Korrelationsfunktionen und

Spektren basiert auf zufälligen Fourier-Moden und wurde von Kraichnan [71] für Strö-

mungsschall beschrieben. Béchara et al. [9] verwendeten eine modifizierte Version dieses

Ansatzes, um Schallquellen von freien turbulenten Strömungen zu modellieren. Eine Wei-

terentwicklung des Stochastic Noise Generation and Radiation (SNGR)-Modells wurde

von Bailly & Lafon [4, 3] und Billson et al. [12] publiziert. Kalitzin et al. [65] verwen-

deten das SNGR-Modell, um Hinterkantenlärm zu berechnen. Ein neuartiger stochasti-

scher Ansatz, der auch in dieser Arbeit verwendet wird, wurde von Ewert [45, 39, 40]

2005 vorgeschlagen. Der Hauptunterschied zwischen der sogenannten Random Particle-

Mesh (RPM)-Methode und den zufälligen Fourier-Moden-Techniken ist darin begrün-

det, dass bei der RPM-Methode Zwei-Punkt-Korrelationen modelliert werden, welche das

Lärmspektrum definieren. Bei den zufälligen Fourier-Moden-Ansätzen werden hingegen

Wellenzahl-Frequenz-Spektren modelliert, von welchen sich die Korrelationen ableiten

lassen aber konzeptionelle Schwächen hinsichtlich von Konvektionsprozessen aufweisen.

Die RPM-Methode wurde bislang erfolgreich zur numerischen Simulation von Hinterkan-

tenlärm [45, 38, 43], Hochauftriebslärm [44], Strahllärm [41, 91, 112] und der spektralen

Streuung von Turbinentönen [47, 46] verwendet.

Analytische Untersuchungen zu indirektem Verbrennungslärm, im Speziellen zu Entro-

pielärm, stammen aus dem Jahr 1973 von Morfey [86] als Ergänzung zur Strahllärmtheorie

von Lighthill [77, 78]. Diese Erweiterung der akustischen Analogie durch den sogenannten

Excess Jet Noise war 1975 Grundlage der Beschreibung der Schallgenerierung in inho-

mogen nicht isotropen Strömungen mit einem akustischen Wellenoperator von Howe [59].

Ffowcs Williams & Howe [50] beschrieben im selben Jahr eine analytische Formulierung

für die Schallgenerierung von Entropiefluktuationen in einer Düsenströmung für niedrige

Mach-Zahlen mit Hilfe der Green’schen Funktion und einer Abstrahlung in einen Ka-

nal oder in das Freifeld. 1977 stellte Lu [79] ein eindimensionales analytisches Modell

für Entropielärm als Funktion von Temperatur, Druck und Geschwindigkeitsstörungen

für kleine Mach-Zahlen vor. Eine analytische Formulierung der Schallentstehung durch

Entropiemoden in Düsen- und Diffusorströmungen für höhere Mach-Zahlen wurde von
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Marble & Candel [82] 1977 publiziert. Die Theorie beschreibt eindimensional die Entro-

pieschallgenerierung für Unter- und Überschallströmungen sowie für Überschallströmun-

gen mit senkrechten Stößen in kompakten Düsen. Cumpsty & Marble [29, 30] haben

diese eindimensionale Theorie 1977 weiterentwickelt und auf eine vereinfachte abgewi-

ckelte Turbinenstufe angewandt, wobei gezeigt wurde, dass ein starker Druckabfall über

die Turbinenstufe einen hohen Entropieschallanteil erzeugt. Cumpsty [28] verglich 1979

die Schalldruckamplituden, die durch eine fluktuierende Wärmezufuhr in einer Strömung

generiert wurden, mit den in einer vereinfachten Turbinenstufe erzeugten Entropieschal-

lamplituden und kam zu dem Ergebnis, dass in diesem Fall der indirekte über den direkten

Schall dominiert.

Zum experimentellen Nachweis und zur Analyse von Entropielärm gibt es bisher re-

lativ wenige Arbeiten. Muthukrishnan et al. [99] untersuchten 1978 die Anteile des di-

rekten und indirekten Verbrennungslärms einer Triebwerksbrennkammer mit Hilfe der

Kohärenzanalyse. Guedel et al. [56] publizierten 1986 ähnliche Untersuchungen an einer

Hubschraubertriebwerksbrennkammer. Bei experimentellen Arbeiten an reagierenden Sys-

temen bedarf es jedoch einer Methode zur Trennung des indirekten vom direkten Schall.

Am California Institute of Technology (Caltech) wurde deshalb 1976 ein Teststand mit

einer nicht reagierenden Strömung aufgebaut, in welchem Entropielärm, generiert durch

künstlich erzeugte Entropiemoden, vermessen wurde [137, 14, 15]. Im Rahmen der For-

schergruppe Combustion Noise der Deutschen Forschungsgemeinschaft (DFG) wurde von

Bake et al. [6] der sogenannte Entropiewellengenerator (EWG) entwickelt. Im EWG kön-

nen durch eine elektrische Widerstandsheizung definierte Entropiemoden erzeugt werden.

In einer Rohrströmung mit klar definierten Ein- und Austrittsrandbedingungen emittie-

ren diese bei der Beschleunigung durch eine konvergent-divergente Düse Entropielärm.

Bei den Untersuchungen wurde der Entstehungsmechanismus von Entropieschall expe-

rimentell eindeutig und zweifelsfrei nachgewiesen und es wurden Parameterstudien zum

Entropielärm durchgeführt.

Mit Hilfe verschiedener numerischer Simulationsmodelle sagten Mathews et al. [83] 1977

eine Dominanz des direkten über den indirekten Verbrennungslärm für ein Triebwerk von

Pratt & Whitney voraus. Bloy [13] verwendete 1979 ein eindimensionales Charakteris-

tikenverfahren zur Berechnung der Ausbreitung einer Druckmode, generiert durch eine

beschleunigte Entropiefluktuation. 2001 zeigten Tanahashi et al. [126] mit Hilfe einer

DNS einer turbulenten Verbrennung den hohen Beitrag von Entropielärm zur Gesamt-

schallabstrahlung. Leyko et al. [76] wiesen 2009 mit Hilfe einer analytischen und einer

semi-analytisch-numerischen Modellierung in einer vereinfachten quasi-1D-Brennkammer

nach, dass indirekter Verbrennungslärm nicht zu vernachlässigen ist und in technischen

Gasturbinen in die Verbrennungslärmsimulation einbezogen werden muss.
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1.3 Zielsetzung

Ziel dieser Arbeit ist zunächst die Validierung eines CFD-Codes als direktes Schallberech-

nungsverfahrens (DNC) bezüglich der Eignung, Genauigkeit und des Rechenaufwands

für die Simulation von Entropielärm im Nahfeld. Der indirekte Verbrennungslärm soll

numerisch simuliert werden, wobei die Strömung, die akustischen Quellen und die Schall-

ausbreitung simultan mit einem CFD-Verfahren für kompressible Strömungen behandelt

werden sollen. Eine wichtige Aufgabe kommt dabei der Modellierung der akustischen Im-

pedanz an den Rechenfeldgrenzen zu.

Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt in der Entwicklung eines hocheffizienten und ge-

nauen hybriden CFD/CAA-Ansatzes und dessen Validierung und Evaluierung mit Hilfe

von Messdaten. Der hybride Ansatz soll auf statistischen Turbulenzgrößen einer RANS-

Simulation und einer stochastischen Quellrekonstruktion im Zeitbereich basieren (siehe

Abb. 1.1). Die stochastisch rekonstruierten Verbrennungslärmquellen sollen die linearisier-

ten Euler Gleichungen (LEE) impfen, welche mit Diskretisierungsverfahren hoher Ordnung

und geringen Dissipations- und Dispersionsfehlern numerisch gelöst werden. Der Ansatz

verspricht aufgrund der statistischen Betrachtung der turbulenten reagierenden Strömung

hoch effektiv zu sein. Zusätzlich entfällt, im Vergleich zu auf LES basierenden hybri-

den CFD/CAA Methoden, der hohe Aufwand der Datenspeicherung und -übergabe der

instationären Strömungs- und akustischen Quellfelder an den CAA-Löser.

Im einleitenden Teil werden zunächst die theoretischen Grundlagen der vorliegenden

Arbeit erläutert. Es folgt die Darstellung und Diskussion numerischer Simulationen von

Entropielärm im Entropiewellengenerator (EWG) mit einem direkten Schallberechnungs-

verfahren (DNC). Anschließend wird der im Rahmen dieser Arbeit neu entwickelte hybride

Random Particle Mesh for Combustion Noise (RPM-CN)-Ansatz zur numerischen Simula-

tion von turbulentem Verbrennungslärm, basierend auf stochastisch rekonstruierten akus-

tischen Quellen im Zeitbereich, hergeleitet und dessen numerische Umsetzung erläutert.

Der RPM-CN-Ansatz wird anhand von Simulationen an offenen und eingeschlossenen,

turbulenten, nicht vorgemischten Strahlflammen validiert und umfassend untersucht.
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2 Theoretische Grundlagen

In diesem Kapitel sind die der numerischen Simulation von Verbrennungslärm zugrunde

liegenden theoretischen Grundlagen von Strömung, Verbrennung, Akustik und Thermo-

akustik zusammengestellt.

2.1 Strömung

Einleitend werden die Bilanzgleichungen reagierender Strömungen, die gemittelten Bilanz-

gleichungen reagierender Strömungen und die in dieser Arbeit verwendeten Ansätze zur

Turbulenzmodellierung vorgestellt.

2.1.1 Bilanzgleichungen reagierender Strömungen

Zur Beschreibung einer dreidimensionalen reagierenden Strömung sind die Bilanzgleich-

ungen für die Gesamtmasse, die Komponentenmassen, den Impuls und die Energie zu

lösen. Die Transportgleichung für eine beliebige Bilanzgröße φ in einem strömenden Me-

dium und einem ortsfesten Kontrollvolumen lautet [100]

∂ρφ

∂t︸︷︷︸
zeitliche Änderung

+
∂

∂xi
(ρuiφ)︸ ︷︷ ︸

konvektiver Transport

− ∂

∂xi

(
ρD

∂φ

∂xi

)
︸ ︷︷ ︸

molekularer Transport

= Sφ︸︷︷︸
Quelle

, (2.1)

wobei t die Zeit, ρ die Dichte, ui die Geschwindigkeitskomponente in xi-Richtung, D den

Diffusionskoeffizienten und Sφ den Quellterm bezeichnet.

Im Folgenden werden die Bilanzgleichungen reagierender Strömungen in Tensor-Schreib-

weise und konservativer Formulierung näher erläutert, wobei die Einstein’sche Summen-

konvention Verwendung findet (i, j = 1, 2, 3). Eine Herleitung des Gleichungssystems ist

zum Beispiel in Gerlinger [54] beschrieben.

Gesamtmassenbilanz

In kartesischen Koordinaten lautet die Erhaltungsgleichung für die Gesamtmasse, die auch

als Kontinuitätsgleichung bekannt ist,

∂ρ

∂t
+

∂

∂xi
(ρui) = 0. (2.2)
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Komponentenmassenbilanz

In einem Gemisch aus Nk Komponenten werden die Komponentenmassen wie folgt bilan-

ziert:
∂

∂t
(ρYα) +

∂

∂xi
(ρuiYα) +

∂jαi
∂xi

= Sα; α = 1, 2, ..., Nk−1. (2.3)

Den Massenanteil der Komponente α beschreibt Yα; jαi bezeichnet den Diffusionsmas-

senfluss der Komponente α in xi-Richtung und Sα stellt den chemischen Produktions-/

Senkenterm der Komponente α dar. Unter Berücksichtigung der Erhaltungsgleichung für

die Gesamtmasse reichen Nk−1 Bilanzgleichungen zur vollständigen Beschreibung. Der

Diffusionsmassenfluss kann oft durch den Ansatz

jαi = −ρDα
∂Yα
∂xi

(2.4)

beschrieben werden, wobei Dα den Diffusionskoeffizienten der Komponente α bezeichnet.

Impulsbilanz

Die Bilanz für den Impuls kann anhand der Navier-Stokes-Gleichung erfolgen:

∂

∂t
(ρui) +

∂

∂xi
(ρuiuj)−

∂τij
∂xj

+
∂p

∂xi
= ρfi. (2.5)

Der Term fi kennzeichnet die externen spezifischen Volumenkräfte, p den Druck und τij

den Schubspannungstensor. Unter der Annahme eines Newton’schen Fluids gilt:

τij = µ

(
∂ui
∂xj

+
∂uj
∂xi
− 2

3
δij
∂uk
∂xk

)
. (2.6)

Energiebilanz

Die Energieerhaltungsgleichung in differentieller Form lautet

∂

∂t
(ρE) +

∂

∂xi
(ρuiE + uip)−

∂

∂xi
(ujτij) +

∂qi
∂xi

= ρuifi + Sr. (2.7)

E stellt dabei die spezifische Gesamtenergie dar

E = e+
u2

2
, (2.8)

wobei e die spezifische innere Energie und Sr den Strahlungsterm kennzeichnet. Aus der

Erhaltungsgleichung für die Energie, Gl. (2.7), kann durch Umformungen die Erhaltungs-

gleichung für die Enthalpie h abgeleitet werden:

∂

∂t
(ρh) +

∂

∂xi
(ρuih)− ∂p

∂t
− ui

∂p

∂xi
− τij

∂ui
∂xj

+
∂qi
∂xi

= ρuifi + Sr. (2.9)
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Für den Energiefluss qi wird häufig bei Vernachlässigung der differentiellen Diffusion

(Dα = D) und der Annahme Pr = Sc die Approximation

qi = − µ

Pr

∂h

∂xi
(2.10)

verwendet [54].

Die Prandtl-Zahl Pr ist ein Maß für das Verhältnis von Impulstransport zu Wärme-

transport

Pr =
µcp
λ
, (2.11)

wobei µ die dynamische Viskosität, cp die spezifische Wärmekapazität bei konstantem

Druck und λ die Wärmeleitfähigkeit darstellt. Die Schmidt-Zahl Sc beschreibt das Ver-

hältnis von viskosem Impulstransport zu diffusivem Stofftransport

Sc =
µ

ρD
, (2.12)

wobei D den Diffusionskoeffizienten kennzeichnet.

Konstitutive Gleichung

Zusätzlich zu den Bilanzgleichungen wird eine Beziehung benötigt, um die thermodyna-

mischen Zustandsgrößen miteinander zu verknüpfen. In einem Gemisch idealer Gase gilt

die thermodynamische Zustandsgleichung

p = ρRmT

Nk∑
α=1

Yα
Mα

, (2.13)

wobei Rm die universelle Gaskonstante und Mα den Molanteil der Komponente α darstellt.

2.1.2 Gemittelte Bilanzgleichungen reagierender Strömungen

Die meisten technisch relevanten Strömungen weisen eine dreidimensionale turbulente

Wirbelstruktur auf, gekennzeichnet durch eine instationäre und chaotische Charakteristik.

Die dimensionslose Reynolds-Zahl stellt

Re =
ρuL

µ
, (2.14)

das Verhältnis von Trägheits- zu Zähigkeitskräften dar, wobei u eine charakteristische Ge-

schwindigkeit und L eine charakteristische Länge kennzeichnet. Die turbulente Reynolds-

Zahl Ret charakterisiert den Turbulenzgrad einer Strömung

Ret =
ρk

1
2 lt
µ

. (2.15)
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Die turbulente kinetische Energie ist durch k und das integrale Längenmaß durch lt ge-

kennzeichnet. In der Verbrennungstechnik werden hoch turbulente Strömungen realisiert.

Dadurch wird ein hoher Impuls-, Wärme- und Stoffaustausch und somit eine gute Mi-

schung von Brennstoff und Oxidator erreicht. Die Theorie der Turbulenz und die ver-

schiedenen Ansätze zur Modellierung sind zum Beispiel in Pope [106] beschrieben.

Die Abbildung der Turbulenz in einer reagierenden Strömung stellt hohe Anforderun-

gen an die numerische Simulation. Die direkte Lösung der instationären Bilanzgleichungen

beschreibt eine turbulente reagierende Strömung vollständig und wird als Direct Nume-

rical Simulation (DNS) bezeichnet. Sollen auch die kleinsten Turbulenzstrukturen vom

Rechengitter aufgelöst werden, so steigt die erforderliche Anzahl an Gitterpunkten mit

der Ordnung O(Re
9/4
t ) an. Gleichzeitig ist mit steigender turbulenter Reynolds-Zahl Ret

auch der Zeitschritt der Simulation zu reduzieren. Das hat zur Folge, dass der Aufwand

solcher Rechnungen in etwa mit O(Re3t ) zunimmt [100, 54]. Die notwendige Rechenleis-

tung und den benötigten Speicherplatz für eine DNS praxisrelevanter Probleme können

die existierenden Parallelrechner und auch die Computer der näheren Zukunft meist nicht

bieten.

Aufgrund dieser Problematik bietet sich die Lösung zeitlich gemittelter Bilanzgleichun-

gen an. In den folgenden Kapiteln werden zunächst die gemittelten dreidimensionalen Bi-

lanzgleichungen reagierender Strömungen, die auch als Reynolds Averaged Navier-Stokes

(RANS)-Gleichungen bekannt sind, beschrieben. Anschließend werden die zur Schließung

des Gleichungssystems benötigten und in dieser Arbeit verwendeten Turbulenzmodelle

vorgestellt.

Bei den Mittelungsmethoden wird eine Erhaltungsgröße beispielsweise in einen Mit-

telwert und einen stochastischen Schwankungsanteil zerlegt. Die sogenannte Reynolds-

Zerlegung [107] einer beliebigen Größe φ lautet

φ = φ+ φ′, (2.16)

wobei für die Mittelung einer Zustandsgröße φ an einem Ort x im Zeitintervall [t0, tg]

φ (x, t) =
1

tg

∫ t0+tg

t=t0

φ (x, t) dt (2.17)

gilt. Bei Verbrennungsvorgängen treten starke Dichteschwankungen auf. In diesem Fall ist

die Favre-Zerlegung [49] von Vorteil, die einen dichtegewichteten Mittelwert

φ̃ =
ρφ

ρ
(2.18)
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berücksichtigt

φ = φ̃+ φ′′. (2.19)

Die Favre-Mittelung einer Zustandsgröße φ lautet somit

φ̃ (x, t) =
1

ρ (x, t)

1

tg

∫ t0+tg

t=t0

ρ (x, t)φ (x, t) dt. (2.20)

Durch die Reynolds-Mittelung der Bilanzgleichungen entstehen für Strömungen mit Dich-

teschwankungen unbekannte Tripelkorrelationen der Form ρ′u′φ′. Bei der Favre-Mittelung

entstehen nur Korrelationen der Form ρũ′′φ′′. Für die Modellierung von Verbrennungspro-

zessen wird üblicherweise die Favre-Zerlegung verwendet [100, 54], wobei Korrelationen

zweiter Ordnung entstehen. Korrelationen zweiter Ordnung lassen sich mittels Trans-

portgleichungen beschreiben, in denen unbekannte Korrelationen noch höherer Ordnung

auftreten. Zur Lösung des Schließungsproblems sind halbempirische Modelle bekannt.

Gesamtmassenbilanz

Bei der Mittelung der Kontinuitätsgleichung entstehen aufgrund der Linearität der auf-

tretenden Terme keine zusätzlichen Terme mit fluktuierenden Zustandsgrößen:

∂ρ

∂t
+

∂

∂xk
(ρũk) = 0. (2.21)

Komponentenmassenbilanz

Die gemittelte Bilanzgleichung der Komponentenmassen lautet:

∂

∂t

(
ρỸα

)
+

∂

∂xk

(
ρũkỸα + ρũ′′kY

′′
α

)
= −∂jαk

∂xk
+ Sα. (2.22)

Der Term ρũ′′kY
′′
α wird als Reynolds’scher Komponentenfluss bezeichnet und kann durch

den Gradienten-Diffusions-Ansatz

ρũ′′kY
′′
α ≈ −

µt
Sct

∂Ỹα
∂xk

(2.23)

modelliert werden. Die turbulente Schmidt-Zahl Sct lautet

Sct =
µt
ρDt

, (2.24)

wobei µt die turbulente Wirbelviskosität und Dt den turbulenzbedingten Diffusionskoef-

fizienten kennzeichnet.
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Impulsbilanz

In der gemittelten Erhaltungsgleichung für den Impuls

∂

∂t
(ρũk) +

∂

∂xi

(
ρũiũk + ρũ′′i u

′′
k

)
=
∂τ ik
∂xk
− ∂p

∂xi
+ ρfi (2.25)

treten die sogenannten Reynolds’schen Spannungen ρũ′′i u
′′
k auf, die den Einfluss der Turbu-

lenz auf das Geschwindigkeitsfeld beschreiben. Auf die Modellierung des Reynolds’schen

Spannungstensors wird in Kapitel 2.1.3 eingegangen.

Energiebilanz

Die gemittelte Erhaltungsgleichung für die Energie

∂

∂t

(
ρẼ
)

+
∂

∂xk

[
ũk

(
ρẼ + p

)]
=

∂

∂xk

[
ũi
(
τ ik − ρu′′i u′′k

)
+ u′′i τik − qk − ρu′′kh′′ −

1

2
ρu′′i u

′′
i u
′′
k

]
+ ρuifi (2.26)

beinhaltet mehrere ungeschlossene Terme. Der Reynolds’sche Energiefluss ρu′′kh
′′ kann mit

dem Gradienten-Diffusions-Ansatz

ρu′′i h
′′ = ρũ′′i h

′′ ≈ − µt
Prt

∂h̃

∂xi
(2.27)

modelliert werden, wobei die turbulente Prandtl-Zahl

Prt =
µtcp
λt

(2.28)

eine Funktion der turbulenten Wärmeleitfähigkeit λt ist. Die turbulente Prandtl-Zahl

wird in der Literatur oft als Konstante mit Werten im Bereich 0, 2 < Prt < 1, 0 angenom-

men [106].

Konstitutive Gleichung

Neben den Bilanzgleichungen ist auch die thermische Zustandsgleichung zu mitteln, wofür

oft die folgende Approximation verwendet wird [54]:

p = ρT̃Rm

Nk∑
α=1

Ỹα
Mα

. (2.29)

2.1.3 Turbulenzmodellierung

Mittels der Turbulenzmodellierung erfolgt die Schließung des in der gemittelten Erhal-

tungsgleichung für den Impuls, Gl. (2.25), auftretenden Reynolds’s-Spannungstensors
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ρũ′′i u
′′
k. Die gemittelten Erhaltungsgleichungen stellen nur zusammen mit den Turbulenz-

modellgleichungen ein geschlossenes Differentialgleichungssystem dar. Turbulenzmodelle

werden entsprechend der Anzahl der zu lösenden Transportgleichungen klassifiziert.

Viele Modellierungsansätze [74, 73, 133, 85] beruhen auf dem linearen Wirbelviskosi-

tätsansatz von Boussinesq [17]. Dieser basiert auf der Annahme, dass bei turbulenten

Strömungen die Reynolds-Spannungen proportional zu den Geschwindigkeitsgradienten

der mittleren Hauptströmung sind:

− ρũ′′i u′′j ≈ µt

(
∂ũi
∂xj

+
∂ũj
∂xi

)
− δij

(
µt
∂ũk
∂xk

+ ρk

)
. (2.30)

Für die massenspezifische turbulente kinetische Energie gilt:

k =
1

2

ρu′′i u
′′
i

ρ
. (2.31)

Die dynamische Wirbelviskosität µt kann als das Produkt eines turbulenten Geschwindig-

keitsmaßes ut und eines turbulenten Längenmaßes lt gesehen werden:

µt ∼ ρutlt. (2.32)

Im Gegensatz zur molekularen Viskosität µ ist die Wirbelviskosität µt keine Stoffgröße,

sondern eine Funktion der Turbulenz. Das Hauptproblem ist daher die Bestimmung der

Verteilung von µt über dem zu untersuchenden Strömungsfeld. Dabei ist zu beachten, dass

µt eine skalare und keine vektorielle Größe darstellt.

Im Folgenden werden die in dieser Arbeit verwendeten Turbulenzmodelle näher erläu-

tert.

k-ε-Modell

Das k-ε-Modell [74, 73] ist ein auf dem Wirbelviskositätsprinzip basierendes Zweiglei-

chungsturbulenzmodell. Das Modell löst für die turbulente kinetische Energie k und für

die turbulente Dissipationsrate ε je eine Transportgleichung:

∂k

∂t
+ uk

∂k

∂xk
= τik

∂ui
∂xk
− ε+

∂

∂xk

[(
ν +

νt
σk

)
∂k

∂xk

]
, (2.33)

∂ε

∂t
+ uk

∂ε

∂xk
= Cε1

ε

k
τik
∂ui
∂xk
− Cε2

ε2

k
+

∂

∂xk

[(
ν +

νt
σε

)
∂ε

∂xk

]
. (2.34)

Die kinematische Wirbelviskosität νt folgt hier aus:

νt = Cµ
k2

ε
, (2.35)
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wobei

νt =
µt
ρ

(2.36)

gilt.

Die Transportgleichungen beinhalten Modellierungskonstanten, welche für einen Be-

reich von Strömungsbedingungen angepasst werden. Es werden folgende Konstanten und

Zusammenhänge für das Standard-k-ε-Modell vorgeschlagen [74, 73]:

σk = 1, 0; Cε1 =1, 44; Cε2 = 1, 92; σε = 1, 3; Cµ = 0, 09;

ω =
1

Cµ

ε

k
und lt = Cµ

k3/2

ε
.

k-ω-Modell

Das k-ω-Modell von Wilcox [133], ebenfalls ein auf dem Wirbelviskositätsprinzip basieren-

des Zweigleichungsturbulenzmodell, ist dem k-ε-Modell im Wandbereich überlegen. Dieses

Modell bildet jedoch freie Scherschichten erfahrungsgemäß schlechter ab [134]. Das Modell

ist definiert durch je eine Transportgleichung für die turbulente kinetische Energie k und

für die turbulente Wirbelfrequenz ω:

∂k

∂t
+ uk

∂k

∂xk
= τik

∂ui
∂xk
− β∗kω +

∂

∂xk

[(
ν + σ∗

k

ω

)
∂k

∂xk

]
, (2.37)

∂ω

∂t
+ uk

∂ω

∂xk
= α

ω

k
τik
∂ui
∂xk
− βω2 +

∂

∂xk

[(
ν + σ

k

ω

)
∂ω

∂xk

]
. (2.38)

Die kinematische Wirbelviskosität folgt hier aus:

νt =
k

ω
, (2.39)

und es gelten laut Ref. [133] folgende Konstanten und Zusammenhänge:

β∗ = 0, 09; σ∗ = 0, 5; α =
5

9
; σ = 0, 5;

ε = β∗ωk und lt =
k1/2

ω
.

Shear Stress Transport Modell

Das auf dem k-ω-Modell von Wilcox [133] basierende Shear Stress Transport (SST)-Modell

von Menter [85] kombiniert die Vorteile des k-ε- und des k-ω-Modells. Für wandnahe

Bereiche wird das k-ω-Modell und fern von Berandungen wird das k-ε-Modell angewandt.

Die Transportgleichungen für die turbulente kinetische Energie k und die Wirbelfrequenz ω



43

lauten
∂k

∂t
+ uk

∂k

∂xk
= τik

∂ui
∂xk
− β∗kω +

∂

∂xk

[(
ν + σ∗

k

ω

)
∂k

∂xk

]
, (2.40)

∂ω

∂t
+ uk

∂ω

∂xk
=α

ω

k
τik
∂ui
∂xk
− βω2 +

∂

∂xk

[(
ν + σ

k

ω

)
∂ω

∂xk

]
+ 2 (1− F1)σω2

1

ω

∂k

∂xj

∂ω

∂xj
. (2.41)

F1 ist hier eine Übergangsfunktion, die einen gleitenden Übergang zwischen den beiden

Modellen realisiert. In der Definition der kinematischen Wirbelviskosität wird durch eine

Begrenzungsfunktion der Transport der turbulenten Schubspannung modifiziert:

νt =
a1k

max {a1ω, SF2}
. (2.42)

Modellkonstanten und weitere Beziehungen werden in Ref. [85] angegeben.

Reynolds-Spannungs-Modelle

Reynolds-Spannungs-Modelle (RSM) sind relativ aufwendige RANS-Turbulenzmodelle,

da für alle Komponenten des spezifischen Reynolds-Spannungstensors τij = ũ′′i u
′′
k und für

das turbulente Längenmaß lt Transportgleichungen gelöst werden. Im dreidimensionalen

Fall hat der Reynolds-Spannungstensor sechs Komponenten, so dass der Rechenaufwand

um sieben zusätzliche Transportgleichungen erweitert wird. Reynolds-Spannungs-Modelle

basieren nicht auf dem Wirbelviskositätsprinzip, da die Reynolds-Spannungskomponenten

direkt berechnet werden. Dadurch entfallen die Bedingungen von Turbulenzmodellen, die

auf dem Wirbelviskositätsprinzip basieren, wie zum Beispiel hohe Reynolds-Zahlen und

isotrope Wirbelviskosität.

Die meisten Reynolds-Spannungs-Modelle beinhalten eine Gleichung für die turbulente

Dissipationsrate ε, wie zum Beispiel das Launder-Reece-Rodi-Modell [134]:

ρ
∂τij
∂t

+ ρũk
∂τij
∂xk

=− ρPij +
2

3
ρεδij − ρΠij

− Cs
∂

∂xk

[
ρk

ε

(
τim

∂τjk
∂xm

+ τjm
∂τik
∂xm

+ τkm
∂τij
∂xm

)]
, (2.43)

ρ
∂ε

∂t
+ ρũj

∂ε

∂xj
=Cε1

ρε

k
τij
∂ũi
∂xj
− Cε2

ρε2

k
− Cε

∂

∂xk

[
ρk

ε
τkm

∂ε

∂xm

]
. (2.44)

Das Reynolds-Spannungs-Modell von Wilcox [134] hingegen beinhaltet eine Gleichung für
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die turbulente Wirbelfrequenz ω

ρ
∂τij
∂t

+ ρũk
∂τij
∂xk

=− ρPij +
2

3
β∗ρωkδij − ρΠij +

∂

∂xk

[
(µ+ σ∗µt)

∂τij
∂xk

]
, (2.45)

ρ
∂ω

∂t
+ ρũj

∂ω

∂xj
=α

ρω

k
τij
∂ũi
∂xj
− βρω2 + σd

ρ

ω

∂k

∂xj

∂ω

∂xj
+

∂

∂xk

[
(µ+ σµt)

∂ω

∂xk

]
. (2.46)

Die Modellkonstanten und weitere Zusammenhänge sind in Ref. [134] beschrieben.

2.2 Verbrennung

Verbrennung ist eine chemische Redoxreaktion mit Brennstoff und Oxidator, bei der Wär-

me, Licht oder flüchtige Stoffe freigesetzt werden [130]. Im folgenden Kapitel werden zu-

nächst einige Grundlagen der chemischen Kinetik vorgestellt. Nach der Betrachtung der

Verbrennungsregimes werden unterschiedliche Verbrennungsmodellierungsansätze und das

in dieser Arbeit verwendete Verbrennungsmodell beschrieben.

2.2.1 Chemische Kinetik

Allgemein kann ein Reaktionsmechanismus mit r = 1, 2, ..., Nr Elementarreaktionen und

k = 1, 2, ..., Nk Komponenten durch die Beziehung

Nk∑
α=1

ν ′αrMα

kfr


kbr

Nk∑
α=1

ν ′′αrMα (2.47)

beschrieben werden. Die Pfeile kennzeichnen die Richtung der Hin- beziehungsweise Rück-

reaktion mit den Geschwindigkeitskoeffizienten kfr und kbr der Reaktion r. ν ′αr und ν ′′αr

stellen die Stöchiometriekoeffizienten der Komponente α der jeweiligen Hin- beziehungs-

weise Rückreaktion und Mα das Molekulargewicht der Komponente α dar.

Die chemische Produktionsrate Sα der Komponente α ist definiert zu

Sα = Mα

Nr∑
r=1

[
(ν ′′αr − ν ′αr)

(
kfr

Nk+1∏
β=1

c
η′βr
β − kbr

Nk+1∏
β=1

c
η′′βr
β

)]
. (2.48)

Die Konzentration cα der Komponente α beträgt

cα =
ρYα
Mα

. (2.49)

η′ und η′′ kennzeichnen die Konzentrationskoeffizienten. Bei Elementarreaktionen entspre-

chen diese den Stöchiometriekoeffizienten ν ′ und ν ′′.

Zur Berechnung der chemischen Umsatzrate sind die Geschwindigkeitskoeffizienten der

Hin- und Rückreaktion zu bestimmen. Meist wird hierzu der erweiterte Arrhenius-
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Ansatz [2, 54] verwendet, der eine Funktion der Temperatur ist:

kr = ArT
nrexp

(
−Er
RmT

)
. (2.50)

Ar und nr sind Konstanten und Er bezeichnet die Aktivierungsenergie.

2.2.2 Verbrennungsregime

Für die Verbrennungsmodellierung ist zunächst die Klassifizierung des Verbrennungsvor-

gangs wichtig. Grundsätzlich wird zwischen vorgemischten und nicht vorgemischten Flam-

men unterschieden. Bei einer vorgemischten Verbrennung werden Brennstoff und Oxidator

gemischt in das Reaktionsvolumen eingebracht. Treten Brennstoff und Oxidator getrennt

voneinander in den Brennraum ein, so wird von einer nicht vorgemischten Verbrennung

gesprochen. Weiterhin spielen bei der Klassifizierung von Verbrennungsvorgängen die strö-

mungsmechanischen Prozesse eine wichtige Rolle. So wird zwischen laminaren und turbu-

lenten Flammen unterschieden. Im Gegensatz zur laminaren Verbrennung treten bei der

turbulenten Verbrennung komplexe Wechselwirkungen zwischen strömungsmechanischen

und reaktionskinetischen Vorgängen auf.

Zur Klassifizierung von Verbrennungsvorgängen kann das Borghi-Diagramm [16] (siehe

Abb. 2.1) herangezogen werden, das die unterschiedlichen Verbrennungszustände darstellt.

Im Borghi-Diagramm ist eine charakteristische dimensionslose Geschwindigkeit u′/uL über

einer dimensionslosen Längenskala lt/lL aufgetragen. Hierbei kennzeichnet u′ =
√

2k die

Turbulenzintensität, uL die laminare Flammengeschwindigkeit, lt das integrale Längenmaß

und lL die laminare Flammendicke.

Außerdem sind im Borghi-Diagramm dimensionslose Kennzahlen eingetragen. Die turbu-

lente Reynolds-Zahl Ret, Gl. (2.15), beschreibt den Turbulenzgrad einer Strömung. Bei

Ret < 1 findet eine laminare Verbrennung statt. Der Bereich der turbulenten Verbren-

nung, Ret > 1, lässt sich durch weitere Kennzahlen unterteilen.

Die Karlovitz-Zahl Ka kann zur Beurteilung des Einflusses der kleinskaligen Turbulenz

auf die Verbrennung bezüglich der Flammenstreckung und der Flammenverbreiterung

herangezogen werden. Die dimensionslose Kennzahl beschreibt den Zusammenhang zwi-

schen der chemischen Zeitskala τL und der strömungsmechanischen Zeitskala der kleinsten

Wirbelstrukturen τK

Ka =
τL
τK
. (2.51)

Die chemische Zeitskala τL = lL/uL beschreibt die Zeit bis das chemische Gleichgewicht

erreicht wird. Bei der Kolmogorov-Zeitskala τK =
(
ρk3/2/ltµ

)−1/2
ist die Zerfallszeit eines

Wirbels der Größe lK so groß, wie die durch Diffusion durch den Wirbel hindurch benötigte

Zeit. Im Bereich Ka < 1 liegt lokale laminare Vormischverbrennung vor und die innere

Struktur der Flamme bleibt von der Turbulenz unbeeinflusst. Ist Ka > 1, so sind die
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Da=1

Ka=1

Ret=1
Da>1, Ka<1

Da>1, Ka>1
Da<1

Ret<1
laminare Flammenfronten

laminare gewinkelte Flammenfronten

gefaltete Flammenfronten

gestörte 
Flammenfronten

homogenes Reaktionsgebiet

lt/lL

u‘/uL

Abbildung 2.1: Borghi-Diagramm, nach [16]

chemischen Reaktionen langsamer als die Mischungsvorgänge in den kleinsten turbulenten

Wirbeln.

Eine weitere wichtige Kenngröße zur Klassifizierung von turbulenten Verbrennungspro-

zessen ist die Damköhler-Zahl Da, die das Verhältnis des integralen turbulenten Zeitmaßes

τt = k/ε zum chemischen Zeitmaß τL beschreibt

Da =
τt
τL
. (2.52)

Bei hohen Damköhler-Zahlen (Da > 1) laufen die chemischen Reaktionen wesentlich

schneller als die Mischungsvorgänge in den großen Wirbelstrukturen ab, was zu dünnen

Flammenreaktionszonen führt. Im Gegensatz hierzu dominieren die Mischungsvorgänge

über den chemischen Reaktionen bei niedrigen Damköhler-Zahlen (Da < 1). Die turbu-

lenten Prozesse sind für die Verbrennung von Bedeutung und es bildet sich eine breite

Flammenreaktionszone aus.

Ein realer turbulenter Verbrennungsprozess ist normalerweise nicht eindeutig einem

Punkt im Borghi-Diagramm zuzuordnen. Aufgrund einer breiten Verteilung der Dissipa-

tionsgeschwindigkeiten in einer turbulenten Flamme, erstreckt sich die Verbrennung über

verschiedene Bereiche [130].

2.2.3 Verbrennungsmodellierung

Die Bilanzgleichungen zur Beschreibung einer dreidimensionalen turbulenten reagierenden

Strömung wurden in den vorangegangenen Kapiteln vorgestellt. Ein Element der Bilanz-
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gleichung der Komponentenmassen, Gl. (2.3) beziehungsweise Gl. (2.22), ist die chemische

Produktionsrate Sα. Die Verbrennungsmodellierung zielt darauf ab, diese Größe zu be-

schreiben und die Wechselwirkungen zwischen turbulenten Fluktuationen und chemischer

Kinetik zu approximieren. Im Folgenden werden die gebräuchlichsten Verbrennungsmodel-

lierungsansätze und deren Anwendungsbereiche erläutert und anschließend das in dieser

Arbeit verwendete Burning Velocity Model (BVM) [101] vorgestellt.

Grundsätzlich können die in dieser Arbeit diskutierten Verbrennungsmodelle in Kompo-

nententransportmodelle und Modelle, die auf tabellierter Chemie basieren, unterteilt wer-

den. Komponententransportmodelle, wie das Eddy Dissipation Model (EDM) [81] oder

das Finite Rate Chemistry (FRC) Modell [54], beschreiben für jede chemische Kompo-

nente eine zusätzliche Transportgleichung. Aufgrund der großen Spanne an chemischen

Zeitskalen kann das Gleichungssystem für die Komponenten numerisch steif werden. Bei

Modellen, die auf tabellierter Chemie basieren, wie zum Beispiel dem laminaren Flamelet-

Modell [135, 101] oder dem Burning Velocity Model (BVM) [101], wird diese Problematik

durch die Definition von wenigen Reaktionsfortschrittsvariablen und einer Tabellierung

des thermo-chemischen Zustandes umgangen.

Das sehr robuste mischungskontrollierte Eddy Dissipation Model (EDM) [81] ist sowohl

für eine vorgemischte als auch für eine nicht vorgemischte turbulente Verbrennungsmo-

dellierung geeignet. Bei der Modellierung werden unendlich schnelle reaktionskinetische

Prozesse im Vergleich zu relativ langsamen Mischungsvorgängen in der Flamme vorausge-

setzt (Da� 1). Die Reaktionsrate ist durch die turbulente Mischung der Reaktanden oder

durch die turbulente Mischung von frischem mit verbranntem Gas bei vorgemischter Ver-

brennung bestimmt. Die mittlere Reaktionsrate wird aus den mittleren Konzentrationen

und Turbulenzvariablen (zum Beispiel k und ε) berechnet. Bei diesem Modellierungsan-

satz werden kinetische Effekte vernachlässigt. Daher kann damit beispielsweise eine lokale

Flammenlöschung und -zündung nicht vorhergesagt werden.

Für die Modellierung von Verbrennungsvorgängen mit relativ langsamen reaktionski-

netischen Prozessen im Vergleich zu den Mischungsvorgängen (Da� 1), sind Finite Rate

Chemistry (FRC) Modelle [54] geeignet. Die Reaktionsrate wird bei diesem Modell bei-

spielsweise durch den Arrhenius-Ansatz, Gl. (2.50), berechnet. Streng genommen ist das

FRC-Modell nur für relativ langsame Verbrennungsprozesse anwendbar. Bei mischungs-

kontrollierten Verbrennungsvorgängen führt ein solches Modell zu einer ungenauen Be-

stimmung der chemischen Reaktionsraten. Liegen turbulente Verbrennungszustände in

einem weiten Damköhler-Zahl-Bereich vor, ist das kombinierte EDM/FRC-Modell geeig-

net. Die Reaktionsrate wird dabei für beide Modellvorstellungen ausgewertet und der

Minimalwert verwendet.

Bei Komponententransportmodellen sind für chemische Reaktionen Reaktionsmodelle

vorgegeben. Die genaue Beschreibung der chemischen Kinetik erfordert für die meisten
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Brennstoffe umfangreiche Reaktionsmechanismen mit zahlreichen Komponenten. Da für

jede Komponente eine Transportgleichung zu lösen ist, sind dreidimensionale instationäre

Simulationen für reale Brennkammergeometrien sehr aufwendig. Anstelle detaillierter che-

mischer Reaktionsmechanismen kann durch eine Reduktion auf wenige Einzelreaktionen

oder im Grenzfall auf eine Globalreaktion der Rechenaufwand stark reduziert werden.

Für viele Anwendungen ist jedoch eine exakte Beschreibung der chemischen Reaktionen

mit einer Globalreaktion und auch die Annahme unendlich schneller Chemie keinesfalls

ausreichend. Eine Möglichkeit, den hohen Rechenaufwand durch die Berücksichtigung von

detaillierter Chemie mittels umfangreicher Reaktionsmechanismen zu reduzieren, liegt in

der Verwendung von Tabellierungstechniken. Eine weithin bekannte Methode ist der la-

minare Flamelet-Ansatz [135, 101] . Bei diesem Ansatz wird eine turbulente Flamme

durch eine Vielzahl laminarer eindimensionaler Flammen (Flamelets) modelliert. Trotz

der Berücksichtigung detaillierter molekularer Transportvorgänge und elementarkineti-

scher Reaktionen müssen bei diesem Vorgehen turbulente Strukturen nicht aufgelöst und

nur zwei zusätzliche skalare Transportgleichungen für den Mischungsbruch und dessen Va-

rianz gelöst werden. Die Kopplung der laminaren Chemie mit dem turbulenten Strömungs-

feld (Turbulenz-Chemie-Interaktion) kann zum Beispiel über eine sogenannte Probability

Density Function (PDF) [135, 101] realisiert werden.

Im Vorfeld einer Simulation ist eine Flamelet-Tabelle für einen definierten Bereich der

Brennstoff-Oxidator-Zusammensetzung, der Einströmtemperatur und des Drucks zu be-

rechnen. Die Flamelet-Tabelle beinhaltet die mittleren Komponentenmassenbrüche

Ỹi(f̃ , f̃ ′′2, χ̃) als Funktion des mittleren Mischungsbruchs f̃ , der Varianz des Mischungs-

bruchs f̃ ′′2 und der skalaren Dissipationsrate χ̃. Der Mischungsbruch f̃ und die Varianz

des Mischungsbruchs f̃ ′′2 werden durch Transportgleichungen bestimmt [135, 101]

∂
(
ρf̃
)

∂t
+
∂
(
ρuj f̃

)
∂xj

=
∂

∂xj

{(
µ+

µt
σZ

)
∂f̃

∂xj

}
, (2.53)

∂
(
ρf̃ ′′2

)
∂t

+
∂
(
ρuj f̃ ′′2

)
∂xj

=
∂

∂xj

{(
µ+

µt
σZ′′2

)
∂f̃ ′′2

∂xj

}
+ 2

µt
σZ

(
∂f̃

∂xj

)2

− ρχ̃, (2.54)

wobei die skalare Dissipationsrate χ̃ durch folgende empirische Beziehung beschrieben ist:

χ̃ = Cχ
ε̃

k̃
f̃ ′′2. (2.55)

Der Mischungsbruch f definiert das lokale Mischungsverhältnis der Elementmassen-

brüche Zα der Komponente α:

fα =
Zα − Zα,2
Zα,1 − Zα,2

. (2.56)
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Der Index 1 bezeichnet den Brennstoffstrom und der Index 2 den Oxidatorstrom. So-

mit gilt f = 1 für reinen Brennstoff und f = 0 für reinen Oxidator. Bei gleichen

Diffusionskoeffizienten aller Komponenten oder vernachlässigbarer molekularer Diffusion

für den Stofftransport ist der Mischungsbruch unabhängig von der Wahl der Komponente

(f = fα). In der vorliegenden Arbeit wird der Mischungsbruch als Funktion der Ele-

mentmassenbrüche von Kohlenstoff, Wasserstoff und Sauerstoff nach der Definition von

Bilger [11] berechnet:

f =

2ZC
MC

+ 0,5ZH
MH

+
(ZO,2−ZO)

MO

2ZC,1
MC

+
0,5ZH,1
MH

+
ZO,2
MO

. (2.57)

Das in dieser Arbeit zur Modellierung chemischer Reaktionen verwendete Burning

Velocity Model (BVM) [101] ist eine Erweiterung des laminaren Flamelet-Modells [135,

101] für vorgemischte und teil vorgemischte turbulente Verbrennungsprozesse. Der Ansatz

ist die Kombination eines Modells, das den Fortschritt der Globalreaktion beschreibt, dem

BVM-Modell, das auch als Turbulent Flame Speed Closure (TFC) Modell bekannt ist, und

einem Modell zur Beschreibung der Zusammensetzung des Fluids aus reagiertem und nicht

reagiertem Anteil. Hierfür wird das zuvor erläuterte laminare Flamelet-Modell verwendet.

Der Fortschritt der chemischen Reaktion wird durch die Fortschrittsvariable c beschrie-

ben. Zur Vermeidung von Randproblemen wird eine Transportgleichung für die gewichtete

Fortschrittsvariable F̃ = f̃ (1− c̃) gelöst

∂
(
ρF̃
)

∂t
+
∂
(
ρũjF̃

)
∂xj

=
∂

∂xj

{(
ρD +

µt
σF

)
∂F̃

∂xj

}

+ 2

(
ρD +

µt
σF

)(
∂f̃

∂xj

∂c̃

∂xj

)
− f̃ωc. (2.58)

Für den Verbrennungsquellterm gilt:

ωc = ρusT |∇c̃| −
∂

∂xj

((
ρD
) ∂c̃
∂xj

)
. (2.59)

Das Gleichungssystem wird durch ein Modell für die turbulente Flammengeschwindig-

keit sT geschlossen. Dabei wird die Korrelation von Zimont [136] verwendet

sT = AGu′3/4s
1/2
L λ1/4u l

1/4
t , (2.60)

wobei die turbulente Flammengeschwindigkeit sT unter anderem eine Funktion der lami-

naren Flammengeschwindigkeit sL ist.



50 Theoretische Grundlagen

2.3 Akustik

Im Folgenden werden die Feldgrößen und die elementaren Größen der Akustik eingeführt.

Anschließend werden die Schallgeschwindigkeit, die Impedanz und die mathematische Be-

schreibung der Schallausbreitung behandelt.

2.3.1 Feldgrößen

Die Ausbreitung von Schall in Gasen findet durch kleine Druck- und Geschwindigkeits-

schwankungen um einen Mittelwert statt. Der Schalldruck p′ ergibt sich aus der Differenz

zwischen dem örtlichen Druck im Schallfeld p und dem aerodynamischen Gleichdruck p0:

p (xi, t) = p0 (xi, t) + p′ (xi, t) . (2.61)

Die Schallschnelle u′i ist die dem Schall zugeordnete Wechselgeschwindigkeit der Fluidteil-

chen:

ui (xi, t) = u0,i (xi, t) + u′i (xi, t) . (2.62)

Auch für starke Schalldrücke sind die Druckfluktuationen im Gegensatz zu den Mittel-

werten relativ klein ∣∣∣∣ p′p0
∣∣∣∣� 1, (2.63)

wodurch die lineare Behandlung der Ausbreitung von Schall möglich wird.

Akustische Druckfluktuationen werden mittels deren Effektivwert quantifiziert. Der

Effektivwert p̃ wird aus dem Mittelwert des Schalldruckquadrats berechnet:

p̃ =

√
1

T

∫
T

p′2(t)dt =

√
p′2. (2.64)

Aufgrund der großen Spanne der in der Realität vorkommenden Schalldruckfluktuationen

wurde eine logarithmische Skalierung bei der Definition des Schalldruckpegels Lp einge-

führt:

Lp = 20 log10

(
p̃

pref

)
. (2.65)

Der Bezugsschalldruck pref = 2 · 10−5 Pa entspricht der Hörschwelle des Menschen bei

1000Hz für einen Sinuston. Die Schmerzschwelle des Menschen wird je nach Frequenz mit

120 bis 140 dB angegeben [33].

Die Schallintensität Ii ist definiert als das Produkt aus Schalldruck und Schallschnelle

Ii = p′u′i, (2.66)
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und gibt die pro Flächeneinheit fließende akustische Leistung an. Der entsprechende

Schallintensitätspegel mit der Bezugsschallintensität Iref = 10−12 W/m2 lautet

LI = 10 log10

(
Ii
Iref

)
. (2.67)

2.3.2 Elementare Größen

Die Anzahl der vollendeten Schwingungen einer Schallwelle pro Zeiteinheit ist die Frequenz

f , der die Periodendauer T umgekehrt proportional ist

f =
1

T
. (2.68)

Die Kreisfrequenz ω lautet

ω = 2πf. (2.69)

Den Abstand zweier aufeinander folgenden Wellenfronten beschreibt die Wellenlänge λ

mit

λ =
c

f
= cT, (2.70)

wobei c die Schallgeschwindigkeit kennzeichnet. Die Wellenzahl k folgt aus

k =
ω

c
=

2πf

c
=

2π

λ
, (2.71)

Für verlustbehaftete Wellenausbreitung ist die Wellenzahl eine komplexe Größe [33].

2.3.3 Schallgeschwindigkeit

Die Schallgeschwindigkeit c ist die Ausbreitungsgeschwindigkeit kleiner Druckstörungen

c =

√
dp

dρ
. (2.72)

Für ein ideales Gas gilt

c =

√
γ
p

ρ
=

√
γ
RmT

M
(2.73)

und für ein Gemisch idealer Gase

c =

√
RmT∑
Mi

γi
ni
, (2.74)

wobei ni die Stoffmenge und γ den Isentropenexponenten kennzeichnet.

Die dimensionslose Mach-Zahl beschreibt das Verhältnis einer Geschwindigkeit u zur
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Schallgeschwindigkeit c

Ma =
u

c
. (2.75)

2.3.4 Impedanz

Die Impedanz Z(ω) charakterisiert das Verhalten einer akustisch reagierenden Fläche

im Frequenzbereich. Sie ist definiert als das Verhältnis des akustischen Drucks p̂ zur

korrespondierenden Schallschnellenkomponente ûn, normal zur akustisch reagierenden

Fläche [132]

Z(ω) =
p̂(ω)

ûn(ω)
, (2.76)

wobei das Dach die Fourier-transformierte Größe kennzeichnet. Die Impedanz Z(ω) ist

eine komplexe Größe. Die komplexe Formulierung der Impedanz erlaubt eine Spezifizie-

rung der Dämpfung und des Phasenverzugs einer akustischen Welle verursacht durch die

akustisch reagierende Fläche:

Z(ω) = R(ω) + iX(ω). (2.77)

Hierbei kennzeichnen R(ω) den akustischen Widerstand und X(ω) die akustische Reak-

tanz, jeweils als Funktion der Frequenz.

Der Reflexionsfaktor r(ω) ist ebenfalls eine Funktion der Frequenz und definiert das

Verhältnis der Amplitude einer reflektierten Welle zu einer einlaufenden Welle

r(ω) =
Z(ω)− Z0

Z(ω) + Z0

, (2.78)

wobei Z0 die Kennimpedanz eines Mediums kennzeichnet

Z0 = ρ0c0. (2.79)

Ein Reflexionsfaktor von r(ω) = 1 entspricht einer vollreflektierenden Fläche, ein Reflexi-

onsfaktor von r(ω) = 0 einer nichtreflektierenden Fläche.

2.3.5 Schallausbreitung

Die Ausbreitung von Schallwellen wird durch die Ausbreitung des skalaren akustischen

Wechseldrucks und der vektoriellen akustischen lokalen Geschwindigkeit beschrieben. Eine

mathematische Beziehung zur räumlichen und zeitlichen Beschreibung der Schallausbrei-

tung ist die Wellengleichung.
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Wellengleichung

Die Wellengleichung folgt aus den Bilanzgleichungen (Masse, Impuls und Energie) und der

thermodynamischen Zustandsgleichung unter der Annahme linearer Akustik. Die homo-

gene Wellengleichung für den Schalldruck und die Schallschnelle lauten [33]

1

c20

∂2p′

∂t2
−∇2p′ = 0, (2.80)

1

c20

∂2u′

∂t2
−∇2u′ = 0. (2.81)

Die Ausbreitung von Schallwellen wird auf einem homogenen Fluid ohne Grundströmung

und ohne Turbulenz angenommen. Aus der numerischen Lösung der Wellengleichung für

definierte Rand- und Anfangsbedingungen folgen die akustischen Feldgrößen.

Linearisierte Euler Gleichungen

Die Bilanzgleichungen in Abschnitt 2.1.1 beschreiben die Ausbreitung von hydrodynami-

schen wie auch von akustischen Größen. Dabei sind akustische Wellen bestimmte Eigenmo-

den der strömungsmechanischen Bilanzgleichungen. Für die Beschreibung der Akustikaus-

breitung können oft dissipative Effekte vernachlässigt werden. Unter Vernachlässigung von

Reibung und Wärmeleitung lassen sich aus den Bilanzgleichungen die Euler-Gleichungen

ableiten. Da die Fluktuation des Drucks in Relation zum Umgebungsdruck meist sehr klein

ist, wird diese durch die linearisierte Form der Euler-Gleichungen in der Regel ausreichend

genau beschrieben. Die linearisierte Form folgt durch die Zerlegung der Strömungsgrößen

in einen gemittelten Wert und in eine zeitabhängige fluktuierende Größe. Durch Einfügen

der zerlegten Variablen p = p + p′, ρ = ρ + ρ′ und u = u + u′ in die Bilanzgleichungen

folgen bei Vernachlässigung aller quadratischen und höheren Terme und einer abschließen-

den Subtraktion der zeitlich gemittelten Gleichungen die homogenen linearisierten Euler

Gleichungen (LEE) [31]:

∂ρ′

∂t
+ u ·∇ρ′ + u′ ·∇ρ+ ρ∇ · u′ + ρ′∇ · u = 0, (2.82)

∂u′

∂t
+ (u ·∇)u′ + (u′ ·∇)u+

∇p′

ρ
− ∇pρ′

ρ2
= 0, (2.83)

∂p′

∂t
+ u ·∇p′ + u′ ·∇p+ γp∇ · u′ + γp′∇ · u = 0. (2.84)

Die linearisierten Euler Gleichungen erfassen den Transport von Druck-, Entropie- und

Wirbelfluktuation und eignen sich zur Abbildung der Schallausbreitung auf inhomogenen

Grundströmungen in komplexen Geometrien.
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2.4 Thermoakustik

Das Gebiet der Thermoakustik behandelt Prozesse, die in Strömungen mit Wärmezu-

fuhr und -abfuhr Schall generieren. Einleitend werden anhand einer inhomogenen Wellen-

gleichung thermo- und aeroakustische Quellen erläutert. Anschließend werden die Eigen-

schaften des direkten und des indirekten Verbrennungslärms diskutiert.

Dowling [35] leitete aus der Kontinuitäts-, der Navier-Stokes- und der Energiegleichung

eine inhomogene Wellengleichung mit einer vollständigen Quellformulierung ab:
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(2.85)

Dabei kennzeichnet der Index 0 einen geeigneten Referenzwert im akustischen Fernfeld

und die Excess Density ρe ist wie folgt definiert:

ρe = ρ− ρ0 −
p− p0
c20

. (2.86)

Der Term A auf der rechten Seite von Gl. (2.85) repräsentiert die akustischen Quel-

len durch irreversible Strömungsvorgänge und hat eine monopolartige Charakteristik.

Term A1 beinhaltet die Quellterme der instationären Wärmefreisetzung, der nicht iso-

molaren Verbrennung und der Komponentendiffusion [22]; Term A2 beschreibt die Wär-

mediffusion und Term A3 viskose Effekte. Term B ist der Quellterm von Lighthill’s Strahl-

lärmtheorie [77, 78]. Term C impliziert akustische Quellen, die durch Strömungsschwan-

kungen mit variierender mittlerer Dichte und Schallgeschwindigkeit von der Umgebung

generiert werden. Term D beschreibt die dipolartige akustische Quelle, generiert von Im-

pulsänderungen durch Dichte-Inhomogenitäten. Die Terme A, B und C bilden direkte

Schallquellen ab. Indirekter Schall wird durch den Term D berücksichtigt.
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2.4.1 Direkter Verbrennungslärm

Direkter Verbrennungslärm resultiert aus der instationären Volumenexpansion in reak-

tiven Regionen [18, 115, 27]. Die dominante akustische Quelle ist hier die Fluktuation

der Wärmefreisetzungsrate [117, 118]. Direkter Verbrennungslärm wird durch turbulente

oder kohärente Strukturen erzeugt. Turbulente Verbrennungslärmquellen sind unter nor-

malen Bedingungen inkohärent und strahlen ein breitbandiges Frequenzspektrum mit ei-

nem Maximum bei niedrigen Frequenzen ab [27]. Periodische Verbrennungsschwingungen

verursachen hingegen einen tonalen Lärm bei diskreten Frequenzen mit starken Schall-

druckamplituden, die bis zur Zerstörung von Maschinenkomponenten führen können.

Eine Analyse der Ordnung des Betrags der Quellstärke zeigt für die typischen niedrigen

Mach- (Ma� 1) und hohen Reynolds-Zahlen (Re� 1), die in technischen Verbrennungs-

prozessen anzutreffen sind, dass die dominante akustische Quelle mit der Fluktuation

der Wärmefreisetzungsrate Q̇′ (Term A1, Gl. (2.85)), also der instationären Wärmefrei-

setzung assoziiert ist [57, 68]. Weiter haben analytische [117] wie auch experimentelle

Untersuchungen [113, 114] gezeigt, dass bei niedrigen Mach-Zahlen der turbulente Ver-

brennungslärm um mindestens zwei Größenordnungen größer ist als der turbulenzbedingte

Strömungslärm (Term B und C, Gl. (2.85)), der damit hier vernachlässigt werden kann.

Außerdem ist das molare Gewicht der Brennstoff-Oxidator-Mischung in den meisten prak-

tischen Verbrennungssystemen näherungsweise konstant, da das Gemisch einen hohen

Stickstoffanteil hat. Daher kann der akustische Quellterm durch nicht isomolare Verbren-

nungen für die meisten Anwendungen ebenfalls vernachlässigt werden. Dieser spielt nur in

Verbrennungsvorgängen mit hohem Sauerstoffanteil eine Rolle [128]. Akustische Quellter-

me, die mit dem Transport von Impuls, Komponenten und Wärme auf der molekularen

Ebene verknüpft sind, Terme A2 und A3 in Gl. (2.85), können ebenfalls vernachlässigt

werden [27].

2.4.2 Indirekter Verbrennungslärm

Die Zerlegung eines Strömungsfelds in Entropie, Wirbelstärke und Druck anstelle von Ge-

schwindigkeit, Druck und Dichte wurde 1953 von Kovasznay [70] eingeführt. Mit diesen

drei von ihm eingeführten Größen läßt sich das komplette strömungsmechanische System

beschreiben. Der Vorteil dieser Betrachtungsweise zeigt sich durch die Entkopplung der

Differentialgleichungen für eine gleichförmigen Grundströmung [5]. In solchen Strömun-

gen konvektieren Entropie- und Wirbelstärkemoden mit der Strömungsgeschwindigkeit

und Druckmoden mit der Schallgeschwindigkeit, ohne dass diese miteinander interagie-

ren. Liegt eine beschleunigte oder verzögerte Strömung vor, so sind der Transport von

Entropie-, Wirbelstärke- und Druckmoden miteinander gekoppelt. Indirekter Schall, also

erzeugte Druckfluktuationen durch eine Interaktion der hydrodynamischen mit der akus-

tischen Mode, können somit durch eine Beschleunigung von Entropie- wie auch durch eine
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Beschleunigung von Wirbelstärkefluktuationen generiert werden.

In einem technischen Strömungssystem, wie zum Beispiel in einer Gasturbine, werden

lokal überkritische Strömungszustände mit Geschwindigkeiten im Bereich der Schallge-

schwindigkeit erreicht. Bei instationären Verbrennungsvorgängen werden durch die Fluk-

tuationen der Wärmefreisetzungsrate starke Entropiemoden in der Flamme generiert. Die-

se Entropiemoden konvektieren mit der Strömung durch die Brennkammer ohne relevanten

Schall zu generieren. Erfahren diese Entropiemoden dann aber in der ersten Turbinenstufe

eine starke Beschleunigung, findet eine Kopplung und somit ein Energietransfer zwischen

den Moden, statt. Das heißt, die Beschleunigung von Entropiemoden generiert akustische

Druckfluktuationen und Wirbel. Der dabei emittierte
”
Entropielärm“, der sogenannte

”
Ex-

cess Noise“ oder auch bekannt als
”
akustische Bremsstrahlung“ [50], wird durch Term D

in Gl. (2.85) beschrieben.
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3 Entropielärm

Eine Herausforderung bei der Untersuchung von Entropielärm ist die Separation vom

direkten Verbrennungslärm. Daher wurde am DLR-Institut für Antriebstechnik, Berlin,

ein experimenteller Aufbau für nicht reagierende Strömungen entwickelt. Im sogenannten

Entropiewellengenerator (EWG) [6] kann einer Rohrströmung eine definierte Tempera-

turstörung mittels eines Heizmoduls aufgeprägt werden. Die erzeugten Entropiemoden

werden in einer konvergent-divergenten Düse beschleunigt, wobei Entropieschall entsteht,

welcher in einer Messstrecke von Mikrofonen detektiert wird. Der EWG wurde von Bake

et al. [6, 5] detailliert experimentell untersucht.

Im folgenden Kapitel werden numerische Simulationen der Generierung und der Aus-

breitung von Entropielärm im EWG mit Hilfe eines direkten Schallberechnungsverfahrens

(DNC) vorgestellt. Zunächst wird der experimentelle Aufbau beschrieben und die Mess-

daten werden diskutiert. Anschließend wird die numerische Konfiguration erläutert und

die Ergebnisse werden mit Messdaten verglichen und diskutiert [98, 94, 95, 97, 96, 6].

3.1 Experimenteller Aufbau

Eine ausführliche Beschreibung des Versuchsaufbaus und der angewendeten Messtechni-

ken sind in Bake et al. [6, 5] dargestellt. Abb. 3.1 zeigt den Entropiewellengenerator,

Abb. 3.2 eine schematische Skizze und Abb. 3.3 zeigt eine nicht maßstabsgetreue Skizze

des Versuchsaufbaus mit Maßangaben.

Der EWG besteht aus den folgenden Komponenten:

• Beruhigungskammer

• Heizmodul

• konvergent-divergente Düse

• Messstrecke mit Mikrofonen

• flexibler Schlauch

• Adapter

• reflexionsarmer Auslass

Die bei Umgebungsbedingungen aus einer Labordruckleitung zugeführte Luftströmung

wird über eine Massenstromregeleinheit gesteuert. Die Luft wird durch eine Beruhigungs-

kammer geführt, bevor diese in den Rohrabschnitt strömt, der das Heizmodul beinhaltet.

Das Heizmodul besteht aus vier Ringebenen, jede durch zehn Platindrähte über dem
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Abbildung 3.1: Entropiewellengenerator [6]
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Abbildung 3.2: Versuchsaufbau des Entropiewellengenerators, nach [6]
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Abbildung 3.3: Versuchsaufbau des Entropiewellengenerators mit Maßangaben, nach [6]
(Längenangaben in mm)
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Querschnitt aufgespannt (siehe Abb. 3.4). Stromab des Rohrstücks wird die Strömung

im konvergenten Teil einer Düse beschleunigt und im divergenten Teil verzögert. Der in

der konvergent-divergenten Düse generierte Entropieschall propagiert stromab durch eine

Messstrecke. Im Anschluss an die Messstrecke folgt ein flexibler Schlauch. Zwischen dem

runden Schlauch und dem abschließenden quadratischen reflektionsarmen Auslass wer-

den die Strömung und die akustischen Wellen durch einen Adapter geführt, in dem ein

Übergang von einem kreisförmigen in einen quadratischen Querschnitt stattfindet.

Abbildung 3.4: Heizmodul [5]

Stromab des Heizmoduls wird die Entropiemode mit einem Thermoelement gemessen,

akustische Wellen werden mittels wandbündiger Mikrofone an vier axialen Positionen

in der Messstrecke detektiert. Der Ursprung des im Folgenden verwendeten Koordina-

tensystems liegt in der am weitesten stromab gelegenen Ringebene des Heizmoduls und

im Zentrum des Rohrs mit positiver Richtung der x-Achse in Strömungsrichtung (siehe

Abb. 3.3). Entsprechend dieser Definition ist das Thermoelement bei xThermo = 34 mm

platziert. Der engste Querschnitt der Düse liegt bei xDüse = 105, 5 mm und die Mikro-

fonmesspositionen sind bei xAGR1 = 456 mm, xAGR2 = 836 mm, xAGR3 = 1081 mm und

xAGR4 = 1256 mm.

Das Heizelement kann mit einer elektrischen Gesamtleistung von bis zu P = 200 W

angeregt werden und der maximal zuführbare Luftmassenstrom beträgt ṁ = 64, 8 kg/h.

Eine Mach-Zahl von MaDüse = 1, 0 im engsten Querschnitt der Düse wird bei einem

Massenstrom von ṁ = 39, 6 kg/h erreicht.
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3.2 Diskussion der experimentellen Daten

Im Folgenden werden die Messdaten der Konfiguration Referenzfall I [6] diskutiert. Der

Referenzfall I ist für einen zugeführten Luftmassenstrom von ṁ = 42 kg/h unter at-

mosphärischen Bedingungen definiert. Das Heizmodul wird elektrisch mit einer Pulsdauer

von ∆t = 0, 10s einmal pro Sekunde angeregt. Die Energiezufuhr erzeugt in der Strömung

einen Temperaturhub von ∆T = 9 K.

Die gemessene Temperatur stromab des Heizmoduls und das Transistor-Transistor-

Signal (TTL), das die Anregung des Heizelements steuert, sind in Abb. 3.5 dargestellt.

Das Heizelement erfährt eine rechteckförmige Anregung von ∆t = 0, 1 s. Der Tempera-

turverlauf zeigt einen verzögerten Anstieg. Hwang et al. [62] zeigten, dass selbst schnelles

Heizen einen verzögerten Anstieg der Drahttemperatur nach sich zieht und somit auch

einen verzögerten Anstieg der Fluidtemperatur.
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Abbildung 3.5: Gemessene Temperatur und TTL-Signal [6]

Die Zufuhr von Energie in die Strömung erzeugt ein Gebiet erhöhter Temperatur bezie-

hungsweise erniedrigter Dichte. Diese Entropiemode konvektiert mit Strömungsgeschwin-

digkeit in die konvergent-divergente Düse. Die Beschleunigung der Entropiemoden in der

konvergent-divergenten Düse generiert Lärm, den sogenannten Entropieschall. Dieser pro-

pagiert mit Schallgeschwindigkeit stromauf und stromab zu den Mikrofonpositionen. An

den Mikrofonen wird das Drucksignal daher mit einem gewissen Zeitverzug detektiert.

Der Zeitverzug ist die Summe aus der Konvektionszeit der Entropiemode zur Düse mit

Strömungsgeschwindigkeit und der Propagationszeit der akustischen Wellen zu den Mikro-

fonpositionen mit der Summe aus Strömungsgeschwindigkeit und Schallgeschwindigkeit.
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Das detektierte phasengemittelte Signal des Mikrofons bei xAGR4 = 1256 mm ist in

Abb. 3.6 aufgetragen. Das Signal S1 zeigt eine positive Druckfluktuation. Diese wird

durch die Beschleunigung des positiven Entropiegradienten erzeugt, welcher durch das

Einschalten der Energiezufuhr generiert wurde. Das Abschalten der Energiequelle erzeugt

einen negativen Entropiegradienten. Dessen Beschleunigung in der Düse verursacht das

negative Drucksignal S2. Die Oszillationen in Folge der Drucksignale S1 und S2 entstehen

durch Reflexionen, welche stromab der Messstrecke stattfinden. Die akustischen Wellen

werden dort teilweise reflektiert und propagieren in die Messstrecke stromauf zurück. Die

Überlagerung der sich stromab ausbreitenden und der reflektierten stromauf propagie-

renden akustischen Wellen resultiert in einem oszillierenden Drucksignal. Der gemessene

Zeitverzug von ∆t ≈ 0, 01 s ist nahezu identisch mit dem rechnerischen Zeitverzug von

∆t = 0, 0095 s. Abb. 3.7 zeigt das Schalldruckpegelspektrum der Messdaten, ausgewer-

tet mit einer Diskreten Fourier-Transformation (DFT) und einem Schmalbandspektrum

von 1 Hz an der Position xAGR4 = 1256 mm. Das Spektrum zeigt, dass der energiereiche

Spektralanteil der Druckfluktuation im Bereich f < 100 Hz liegt.

Der maximale Entropieschalldruck als Funktion der Mach-Zahl im engsten Querschnitt

der Düse ist in Abb. 3.8 dargestellt. Für die unterschiedlichen Betriebspunkte wurde die

Energiezufuhr angepasst, um einen konstanten Temperaturhub von ∆T = 9 K zu realisie-

ren. Die maximale Druckfluktuation zeigt einen stetigen Anstieg über der Mach-Zahl im

engsten Querschnitt der Düse bis zu einem Maximum bei MaDüse ≈ 0, 7. Darüber hinaus

nimmt die maximale Druckfluktuation wieder ab. Für diesen Verlauf konnte erstmals im

Rahmen der numerischen Untersuchungen der vorliegenden Arbeit eine Erklärung gefun-

den werden (siehe Abschnitt 3.4.2).

3.3 Numerische Konfiguration

Die Entropielärmsimulationen wurden mit dem kommerziellen Software Paket ANSYS

CFX 11 durchgeführt. Der EWG wurde in den Simulationen durch ein 10◦-Segment abge-

bildet, wobei die Rotationssymmetrie der Geometrie ausgenutzt wurde. Die Auslassrand-

bedingung wird dabei am Übergang vom Schlauch zum Adapter platziert. Eine Skizze des

Rechengebiets ist in Abb. 3.9 und eine Skizze des Rechengebiets und die Randbedingungen

sind in Abb. 3.10 dargestellt.

Die Rechengeometrie wird durch ein unstrukturiertes Hexaeder-basiertes Rechengitter

mit 57 000 Gitterknoten diskretisiert. Das Rechengitter ist dazu geeignet, akustische Mo-

den mit einer Frequenz von bis zu f = 2800Hz und hydrodynamische Störungen mit einer

Frequenz von bis zu f = 100 Hz basierend auf 50 Stützstellen pro Wellenlänge (Points

Per Wavelength, PPW) aufzulösen. Die Berechnung der maximal aufgelösten Frequenzen

basiert auf der mittleren Schallgeschwindigkeit und der mittleren axialen Strömungsge-

schwindigkeit stromab des Heizmoduls.



62 Entropielärm
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Abbildung 3.6: Gemessene Druckfluktuation und TTL-Signal [6]
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Abbildung 3.7: Schalldruckpegelspektrum der gemessenen Druckfluktuation
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Abbildung 3.8: Gemessene maximale Druckfluktuation als Funktion der Mach-Zahl im
engsten Querschnitt der Düse [6]

Für die akkurate numerische Simulation akustischer Phänomene in eingeschlossenen

Geometrien ist es notwendig, das akustische Verhalten, das heißt die akustische Impe-

danz, an den Rechengebietsgrenzen abzubilden. In diesem Fall ist die akustische Impe-

danz stromab der Rechengebietsgrenze mit der Auslassrandbedingung entsprechend zu

modellieren. Da zum Zeitpunkt der numerischen Arbeiten keine gemessene Impedanz des

Entropiewellengenerators und auch keine Impedanzrandbedingung in ANSYS CFX 11

zur Verfügung standen, wurde das akustische Verhalten stromab des Schlauchs mit einer

nichtreflektierenden Randbedingungsformulierung [131] näherungsweise abgebildet. Die

in dieser Arbeit verwendete Randbedingung basiert auf einer Non Reflecting Boundary

Condition (NRBC) Formulierung [131, 104, 8]. Die hier verwendete Formulierung von

Widenhorn et al. [131] ist im Unterschied zu der von Poinsot & Lele [104] vorgestellten

Methode für druckbasierte Löser abgeleitet [131]. Der realisierte Reflexionsfaktor r(ω),

Gl. (2.78), der Randbedingungsformulierung [111]

r(ω) =
1√

1 +
(
2ω
K

)2 (3.1)

ist eine Funktion der Kreisfrequenz ω und des Relaxationskoeffizienten

K = σ
(
1−Ma2

)
c/L, (3.2)
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Abbildung 3.10: Rechengebiet und Randbedingungen des Entropiewellengenerators
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wobei σ den Kopplungsparameter, Ma die Mach-Zahl der Strömung, c die Schallgeschwin-

digkeit und L die Rechengebietsgröße kennzeichnen. Durch eine Anpassung des Kopp-

lungsparameters σ wird der Reflexionsfaktor r(ω) verändert und eine vollreflektierende,

teilreflektierende oder nichtreflektierende Randbedingung realisiert.

Am Einlass des Rechengebiets wurde eine reflektierende Massenstromeinlassrandbedin-

gung verwendet und ein konstanter Massenstrom von ṁ = 42 kg/h bei einer Temperatur

von T = 300 K definiert. Die Vorgabe einer reflektierenden Randbedingung ist hier ge-

rechtfertigt, da die Beruhigungskammer, an der die Einlassrandbedingung platziert ist,

durch einen starken Querschnittssprung akustisch von der Messstrecke stromab entkop-

pelt ist (siehe Abb. 3.9 und 3.10). Die Seitenflächen des Rechensegments wurden mit

der Symmetrierandbedingung modelliert. Die das Rechengebiet beschränkenden Wände

wurden mit einer adiabaten reibungsbehafteten Wandrandbedingung abgebildet.

Es wurden die dreidimensionalen kompressiblen URANS-Gleichungen in Kombinati-

on mit dem k-ε-Turbulenzmodell gelöst. Die Verwendung des vergleichsweise einfachen

Zweigleichungsturbulenzmodells kann mit dem geringen Einfluss der Turbulenz auf die

Ausbreitung der Entropiemode und der Akustik gerechtfertigt werden. Die räumliche Dis-

kretisierung wurde durch ein High Resolution Verfahren realisiert. Hier wurde ein Auf-

windverfahren verwendet, das im Wesentlichen zweiter Ordnung genau ist und bei dem

lediglich an Stellen, wo Extremwerte auftreten, auf erste Ordnung reduziert wird [100].

Für die zeitliche Diskretisierung fand das Second Order Euler Backward Transient Sche-

me Anwendung. Bei den Rechenläufen der vorliegenden Arbeit bestand ein Zeitschritt der

Simulation aus drei inneren Iterationen. Wie umfangreiche Voruntersuchungen zeigten, ist

die verwendete Zeitschrittweite von ∆t = 5 · 10−5 s in Verbindung mit den verwendeten

Diskretisierungsansätzen dazu geeignet, akustische und hydrodynamische Störungen ba-

sierend auf 50 Stützstellen pro Periode (Points Per Period, PPP) bis zu einer maximalen

Frequenz von f = 400 Hz aufzulösen.

Die das Heizmodul modellierende Energiequelle wurde analog zu den vier Drahtebenen

im Versuchsaufbau den entsprechenden vier Zellebenen des Rechengitters durch Quel-

len in der Energiegleichung zugeführt. Der Quellterm wurde in einer CFX User Fortran

Routine implementiert, wobei die Energiequelle mittels eines linearen Anstiegs und eines

exponentiellen Abfalls modelliert wurde, um die endlichen Gradienten der Entropiemode

abzubilden.

Zunächst wurde eine stationäre RANS-Rechnung durchgeführt. Deren Ergebnis diente

als Startlösung für die instationären Simulationen zur Berechnung der Konvektion der

Entropiemode und der Entstehung und Ausbreitung des Entropieschalls. An den Positio-

nen wo die Mikrofone des experimentellen Aufbaus waren, wurden die Druckfluktuationen

der numerischen Simulation aufgezeichnet.
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3.4 Ergebnisse

Im Folgenden werden die numerischen Simulationen von Entropielärm im EWG für den

Referenzfall I (siehe Abschnitt 3.2) vorgestellt, mit Messdaten verglichen und diskutiert.

Weiterhin werden Entropieschallsimulationen für eine variierende Düsen-Mach-Zahl und

unter gasturbinenrelevanten Bedingungen und abschließend der Rechenaufwand der nu-

merischen Simulationen dargestellt.

3.4.1 Referenzfall I

Die berechnete Mach-Zahl- und Temperaturverteilung in der konvergent-divergenten Düse

der RANS-Simulation ist in Abb. 3.11 dargestellt. Die Luft strömt durch den Rohrab-

schnitt, der das Heizmodul beinhaltet, mit einer mittleren axialen Geschwindigkeit von

u = 12, 4 m/s und einer Temperatur von T = 300 K. Stromab des Heizmoduls wird die

Strömung in der konvergent-divergenten Düse beschleunigt. Im engsten Querschnitt der

Düse beträgt die berechnete Mach-Zahl exakt MaDüse = 1, 0. Im divergenten Teil der

Düse erfährt die Strömung zunächst eine weitere Beschleunigung bis auf eine maximale

Mach-Zahl von Mamax = 1, 32, wodurch die Temperatur in der Düse auf Tmin = 222 K

sinkt, bevor die Verzögerung auftritt und die Temperatur wieder ansteigt.

Abbildung 3.11: Mach-Zahl- und Temperaturverteilung der RANS-Simulation in der
konvergent-divergenten Düse
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Im Folgenden wird der Einfluss verschiedener akustischer Auslassrandbedingungen auf

die berechneten Druckfluktuationen an der Mikrofonposition xAGR4 = 1256 mm (siehe

Abb. 3.3) vorgestellt.

Vollreflektierende Auslassrandbedingung

Standard-Auslassrandbedingungen von kommerziellen CFD-Codes, wie zum Beispiel von

ANSYS CFX 11, verhalten sich akustisch vollreflektierend. Abb. 3.12a zeigt einen Ver-

gleich der hiermit berechneten Druckfluktuationen mit den Messdaten. Die erste Druck-

schwankung stimmt qualitativ gut mit den Messdaten überein. Die berechneten Druckfluk-

tuationen nach der ersten Druckschwankung weichen jedoch stark von den experimentellen

Daten ab. Die in der Düse generierten Druckfluktuationen propagieren in der Simulation

stromab und werden an der Auslassrandbedingung abhängig von der Frequenz reflektiert.

Die reflektierten Druckfluktuationen propagieren stromauf und die sich ergebende Über-

lagerung verursacht das oszillierende Drucksignal. Dieser Effekt begründet auch die etwas

zu gering berechnete Amplitude des ersten Signals.

In Abb. 3.12b ist das Druckspektrum der berechneten und gemessenen Druckfluktuatio-

nen, ausgewertet mit einer Diskreten Fourier-Transformation (DFT) und einem Schmal-

bandspektrum von 1 Hz, dargestellt. Abb. 3.12b zeigt, dass die energiereichen Frequenzen

der Messdaten unterhalb von f = 100Hz auch im berechneten Spektrum gefunden werden.

Das simulierte Druckspektrum zeigt jedoch über den gesamten dargestellten Frequenz-

bereich im Vergleich mit dem gemessenen Druckspektrum geringe Abweichungen.
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Abbildung 3.12: Druckfluktuationen und -spektrum, berechnet mit einer vollreflektieren-
den Auslassrandbedingung, im Vergleich mit den Messdaten
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Nichtreflektierende Auslassrandbedingung

Abb. 3.13a zeigt die berechneten Druckfluktuationen unter Verwendung der nichtreflek-

tierenden Auslassrandbedingung (σ = 0, 25) [131] im Vergleich mit den Messdaten. Die

Drucksignale zeigen eine verbesserte Übereinstimmung mit den experimentellen Daten,

obwohl die Amplituden etwas zu hoch vorhergesagt sind. Aufgrund der geringen Refle-

xionen an der Auslassrandbedingung sind keine Oszillationen im Druckverlauf nach den

Signalen vorhanden. Daher sind die berechneten Amplituden etwas erhöht.

Das Druckspektrum der berechneten Druckfluktuationen, dargestellt in Abb. 3.13b,

zeigt im Vergleich zum Spektrum der Messdaten deutliche Abweichungen. Im niedrigen

Frequenzbereich f < 40Hz werden die Amplituden der dominierenden Frequenzen zu nied-

rig vorausgesagt. Dagegen sind die berechneten Amplituden bei f = 45Hz und f = 125 Hz

überbestimmt.
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Abbildung 3.13: Druckfluktuationen und -spektrum, berechnet mit einer nichtreflektieren-
den Auslassrandbedingung, im Vergleich mit den Messdaten

Teilreflektierende Auslassrandbedingung

Die Anpassung des Kopplungsparameters σ der Randbedingung realisiert eine definier-

te Reflexion entsprechend Gl. (3.1) als Funktion der Frequenz. In dieser Arbeit wurde

der Kopplungsparameter mit dem Ziel kalibriert, eine möglichst gute Übereinstimmung

der berechneten Druckfluktuationen mit den Messdaten zu erhalten. Abb. 3.14a zeigt

den mit dem Kopplungsparameter σ = 1, 8 in der Auslassrandbedingungsformulierung

berechneten Druckverlauf. Die Überlagerung von stromab und teilreflektierten stromauf

propagierenden Druckfluktuationen resultiert in einem Druckverlauf, der eine sehr gute

Übereinstimmung mit den Messwerten zeigt. Die Drucksignale stimmen sowohl bezüglich

der Amplitude als auch bezüglich der Form gut mit den experimentellen Daten überein.
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Das Spektrum der berechneten Druckfluktuationen und der spektrale Verlauf der Mess-

daten in Abb. 3.14b sind nahezu identisch. Das berechnete Druckspektrum zeigt die glei-

chen dominanten Frequenzen wie das experimentell bestimmte Spektrum. Auch die Über-

einstimmung der Amplituden der dominanten Frequenzen mit den Messdaten ist sehr gut.
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Abbildung 3.14: Druckfluktuationen und -spektrum, berechnet mit einer teilreflektieren-
den Auslassrandbedingung, im Vergleich mit den Messdaten

Diskussion

Die Ergebnisse der numerischen Simulationen zeigen, dass die vollreflektierende wie auch

die nichtreflektierende Auslassrandbedingung nicht dazu geeignet sind, die Entropielärm-

ausbreitung im EWG korrekt abzubilden. Jedoch liefert die Anwendung der nichtreflektie-

renden Auslassrandbedingung eine Methode, um die Ausbreitung von Entropieschall ohne

die Überlagerung durch reflektierte akustische Wellen numerisch zu untersuchen. Die An-

wendung der teilreflektierenden Randbedingung mit dem Kopplungsparameter σ = 1, 8

bildet die akustische Impedanz an der Auslassrandbedingung gut ab. Sowohl die berech-

neten Druckfluktuationen als auch das Schalldruckpegelspektrum zeigen eine sehr gute

Übereinstimmung mit den Messdaten.

Die geringen Abweichungen zwischen gemessenen und berechneten Daten mit der teilre-

flektierenden Auslassrandbedingung sind wahrscheinlich auf die immer noch vereinfachte

Modellierung der tatsächlich vorliegenden Impedanz zurückzuführen. Die zur Modellie-

rung der Impedanz verwendete teilreflektierende Randbedingung beruht auf der Annahme,

dass die Reflexion entsprechend Gl. (3.1) abgebildet wird. Exakt könnte die tatsächliche

Impedanz stromab der Messstrecke nur mit Impedanzrandbedingungen im Zeitbereich

abgebildet werden [132, 61], welche zum Zeitpunkt der numerischen Arbeiten nicht zur

Verfügung standen.
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3.4.2 Mach-Zahl-Variation

Zur Untersuchung des Einflusses der Mach-Zahl im engsten Querschnitt der Düse auf

den generierten Entropieschall im EWG wurden unterschiedliche Betriebspunkte simu-

liert. Analog zum Experiment wurde der Massenstrom an der Einlassrandbedingung va-

riiert und die zugeführte Energie angepasst, um einen konstanten Temperaturhub von

∆T = 9 K zu gewährleisten. Alle Simulationen wurden mit der teilreflektierenden Aus-

lassrandbedingung und einem Kopplungsparameter von σ = 1, 8 durchgeführt. Die be-

rechneten maximalen Druckfluktuationen p′max als Funktion der Mach-Zahl im engsten

Querschnitt der Düse MaDüse sind in Abb. 3.15 gegen die Messdaten aufgetragen. Die Si-

mulationsergebnisse sind in sehr guter Übereinstimmung mit den experimentellen Daten.

Wie die Messdaten, sagen auch die numerischen Simulationen den Abfall des generierten

Entropieschalls für Mach-Zahlen im engsten Querschnitt der Düse MaDüse > 0, 7 voraus.
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Abbildung 3.15: Gemessene und berechnete maximale Druckfluktuation als Funktion der
Mach-Zahl im engsten Querschnitt der Düse

Im Folgenden werden numerische Untersuchungen vorgestellt, die dem Verständnis des

Verlaufs des generierten Entropieschalls über der Mach-Zahl dienen. Zunächst werden

Simulationsrechnungen mit nichtreflektierenden Randbedingungen vorgestellt, die darle-

gen, dass der Abfall des Entropieschallverlaufs für hohe Strömungsgeschwindigkeiten nicht

durch überlagerte Reflexionen begründet ist. Anschließend wird eine Analyse der Entropie-

schallquellen vorgestellt, die eine Erklärung für den Abfall des generierten Entropieschalls

bei hohen Mach-Zahlen liefert.
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Akustische Wellen erfahren im experimentellen Aufbau des Entropiewellengenerators

stromauf des Heizmoduls am Querschnittssprung zur Beruhigungskammer und stromab

der Messstrecke im Abschnitt des Querschnittswechsels Reflexionen. Im Gegensatz zur ex-

perimentellen Diagnostik bietet die numerische Analyse mit Hilfe von nichtreflektierenden

Randbedingungen die Möglichkeit, Entropieschall ohne die Überlagerung von reflektier-

ten akustischen Wellen zu untersuchen. Hierzu wurde eine nichtreflektierende Einlass-

randbedingung [131] am Übergang zwischen der Beruhigungskammer zum Rohr und eine

nichtreflektierende Auslassrandbedingung [131] am Übergang vom Schlauch zum Adapter

verwendet. Eine Skizze des verkürzten Rechengebiets ist in Abb. 3.16 dargestellt.

Heizmodul Konvergent-divergente 
Düse

Reflexionsarmer
Abschluss 

Messstrecke Flexibler 
Schlauch

AdapterBeruhigungs-
kammer

Mikrofone

Abbildung 3.16: Verkürztes Rechengebiet des Entropiewellengenerators

In Abb. 3.17 ist die berechnete maximale Druckfluktuation als Funktion der Mach-Zahl

im engsten Querschnitt der Düse aufgetragen. Die berechneten maximalen Schalldruck-

fluktuationen sind im Vergleich mit den Messdaten überbestimmt. Da in der Simulation

keine Überlagerungen von reflektierten Druckfluktuationen stattfinden, sind die maxima-

len Druckfluktuationen überhöht. Der vorhergesagte Entropieschallverlauf zeigt für hohe

Strömungsgeschwindigkeiten aber ebenfalls einen Abfall. Daher kann die Überlagerung

von reflektierten akustischen Wellen nicht die Ursache für den Abfall des generierten

Entropieschalldrucks bei hohen Mach-Zahlen sein.

Zur weiteren numerischen Untersuchung wurde eine akustische Quelltermanalyse durch-

geführt. Hierzu wurde der Entropielärmquellterm (Term D) der inhomogenen Wellen-

gleichung (2.85) von Dowling [35] herangezogen. Dieser Quellterm beschreibt akustische

Quellen, die durch die Beschleunigung von Dichteinhomogenitäten verursacht werden:

q =
∂2

∂xi∂t
(uiρe) . (3.3)

Die Intensität einer akustischen Quelle ist definiert durch das Volumenintegral QV des

akustischen Quellterms q über das Düsenvolumen VN :

QV =

∫
VN

q dV. (3.4)
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Abbildung 3.17: Gemessene und mit nichtreflektierenden Randbedingungen berechnete
maximale Druckfluktuation als Funktion der Mach-Zahl im engsten Quer-
schnitt der Düse berechnet

Das Integrationsvolumen VN ist in Abb. 3.18, welche einen Ausschnitt des Rechengebiets

darstellt, hervorgehoben.

Abbildung 3.18: Integrationsvolumen der konvergent-divergenten Düse

Abb. 3.19 zeigt die berechnete Intensität der akustischen Quelle QV über der Zeit für

die unterschiedlichen Strömungsbedingungen. Die Verläufe der Intensität der akustischen

Quelle QV zeigen einen monotonen Anstieg mit steigender Mach-Zahl in der Düse. Aus

dieser Betrachtung folgt, dass mit steigender Strömungsgeschwindigkeit auch die Inten-

sität der akustischen Quelle stetig zunimmt. Die Ursache für den Abfall des generierten

Entropieschalls für hohe Mach-Zahlen ist somit nicht durch die Intensität der akustischen

Quelle begründet.

Die numerischen Simulationen liefern zusätzlich Momentaufnahmen der räumlichen Ver-

teilung der akustischen Quellen q, Gl. (3.3). Abb. 3.20 zeigt repräsentative Verteilungen

der akustischen Quellen des Entropieschalls im Düsengebiet für die verschiedenen Strö-

mungsbedingungen im Moment der größten Quellstärke. Die Skalierung der Verteilung ist
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Abbildung 3.19: Intensität der akustischen Quelle

jeweils mit der maximalen akustischen Quellintensität normalisiert. Alle Darstellungen

der akustischen Quellen im Bereich niedriger Mach-Zahlen (MaDüse < 0, 7) zeigen eine

ähnliche räumliche Verteilung: Akustische Quellen sind im konvergenten und teilweise im

divergenten Teil der Düse vorzufinden. Starke positive akustische Quellen sind nahe der

Achse und geringe negative akustische Quellen im Bereich der Düsenwand positioniert. Im

Gegensatz dazu zeigen die akustischen Quellen für hohe Mach-Zahlen (MaDüse > 0, 7) eine

andere Charakteristik. Die akustischen Quellen sind vorwiegend im divergenten Teil der

Düse nahe eines Verdichtungsstoßes zu finden. Positive akustische Quellen sind stromauf

und negative akustische Quellen stromab eines Verdichtungsstoßes positioniert.

Für Strömungen im hohen Mach-Zahl-Bereich werden in der Düse stromab und strom-

auf des Verdichtungsstoßes positive und negative akustische Druckfluktuationen generiert.

Die positiven und negativen akustischen Druckfluktuationen propagieren stromab zu den

Mikrofonpositionen. Durch deren Überlagerung resultiert eine Abschwächung der maxi-

malen Schalldruckamplitude. Damit konnte erstmals gezeigt werden, dass die stark un-

terschiedliche Quellverteilung in den verschiedenen Strömungszuständen die Ursache für

den Abfall der maximalen Druckfluktuationen im EWG im hohen Mach-Zahl-Bereich ist.

3.4.3 Gasturbinenrelevante Bedingungen

Die in den vorangegangenen Abschnitten diskutierten Experimente und numerischen Simu-

lationen im EWG wurden bei Umgebungsbedingungen durchgeführt. Im Folgenden werden

numerische Entropielärmsimulationen im EWG bei gasturbinenrelevanten Bedingungen

vorgestellt.
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a) MaDüse = 0, 10

b) MaDüse = 0, 19

c) MaDüse = 0, 29

d) MaDüse = 0, 41

e) MaDüse = 0, 55

f) MaDüse = 0, 75

g) MaDüse = 1, 00

Abbildung 3.20: Verteilung der Entropieschallquelle q [kg/(s2m3)] bei unterschiedlicher
Mach-Zahl im engsten Querschnitt der Düse im Moment der größten
Quellstärke
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Die gemittelte Temperatur am Austritt einer Brennkammer einer modernen Gastur-

bine wurde hier zu T = 1750 K und der Druck zu p = 40 bar angenommen [108, 20].

Temperaturfluktuationen des heißen Abgases können ∆T = 100 K und mehr betra-

gen [52]. Im Folgenden werden Entropieschallsimulationen im EWG unter Verwendung

der nichtreflektierenden Auslassrandbedingung (σ = 0, 25) vorgestellt, um die maximalen

Druckfluktuationen ohne überlagerte Reflexionen zu ermitteln. Der zugeführte Massen-

strom wurde jeweils so angepasst, dass die maximale Mach-Zahl des Referenzfalls I (siehe

Abschnitt 3.4.1) von Mamax = 1, 32 erreicht wurde.

In Tab. 3.1 ist der berechnete Entropieschall für verschiedene Randbedingungen auf-

getragen. Fall #1 entspricht dem Referenzfall I bei Umgebungsbedingungen mit einer

pulsangeregten Strömung bei einer Eintrittstemperatur von T = 300 K, einem mittleren

Druck von p = 1 bar und einem Temperaturhub von ∆T = 9 K. Die berechneten Druck-

fluktuationen haben einen maximalen Schalldruckpegel von Lp = 118 dB. Im Fall #2

wurde mit einer Eintrittstemperatur von T = 1750 K gerechnet. Die erhöhte Strömungs-

temperatur bedingt einen Abfall des maximalen Schalldruckpegels auf Lp = 109 dB.

Fall #3 wurde mit einem Temperaturhub von ∆T = 100 K simuliert. Der generierte ma-

ximale Schalldruckpegel steigt auf Lp = 127 dB. Im Fall #4 wurde der Rechnung ein

Druck von p = 40 bar zugrunde gelegt. Basierend auf diesem Überdruck wird ein maxi-

maler Schalldruckpegel von Lp = 160 dB vorhergesagt. Dieses Ergebnis deutet darauf hin,

dass Entropielärm in Turbomaschinen sehr stark sein kann.

Tabelle 3.1: Berechneter maximaler Schalldruckpegel bei unterschiedlichen Bedingungen

# T [K] ∆T [K] p [bar] MaDüse [−] Lp [dB]

1 300 9 1 1,0 118

2 1750 9 1 1,0 109

3 1750 100 1 1,0 127

4 1750 100 40 1,0 160

3.4.4 Rechenaufwand

Die CFD-Rechnungen wurden parallel auf acht 1,8 GHz Dual Core AMD Opteron Pro-

zessoren durchgeführt. Der Rechenaufwand einer Simulation betrug 44 CPU-Stunden.
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4 Stochastische Modellierung von

turbulentem Verbrennungslärm

Im Folgenden wird einleitend anhand der akustischen Analogie abgeleitet, dass Zwei-

Punkt-Korrelationen von akustischen Quellen ein akustisches Spektrum vollständig be-

schreiben. Für die Modellierung von turbulenzbedingtem Verbrennungslärm sind daher

nur wenige statistische Informationen über die turbulente Strömung notwendig. Die sto-

chastische Modellierung der turbulenten Verbrennungslärmquellen wird in dieser Arbeit

mit der Random Particle Mesh (RPM)-Methode [45, 39, 40] realisiert, da RPM fluktuieren-

de Felder im Zeitbereich generiert, die vorgegebenen Zwei-Punkt-Korrelationen genügen.

Es wird die RPM-Methode und deren numerische Diskretisierung vorgestellt. Anschlie-

ßend wird der auf der RPM-Methode basierende Random Particle Mesh for Combustion

Noise (RPM-CN)-Ansatz [91, 88, 90, 93, 97, 92, 89] zur Modellierung von turbulenten

Verbrennungslärmquellen und zur Berechnung der Schallausbreitung entwickelt und zu-

sammengefasst.

4.1 Akustische Analogie

Akustische Analogien [77] können die Schallgenerierung und -ausbreitung durch turbulente

Quellen beschreiben [38]. Die lineare Wellengleichung mit einem Wellenoperator L, dem

Schalldruck p′ und der Quelle Q im Zeitbereich lautet:

Lp′ (x, t) = Q (x, t) . (4.1)

Das Leistungsdichtespektrum S des akustischen Drucks p′ kann als Funktion statisti-

scher Eigenschaften der Quelle formuliert werden [66]

S (x, ω) =

∫ ∫
Vs

G̃∗ (x,y, ω) G̃ (x,y + r, ω) Q̃12 (y, r, ω) drdy, (4.2)

wobei

p′2 =
1

2π

∫ ∞
−∞
S (x, ω) dω (4.3)

gilt. Gl. (4.2) ist die Basis aller statistischen Lärmtheorien im Frequenzraum. Die exakte

Green’sche Funktion und ihre konjugierte Komplexe im Frequenzraum stellen G̃ und G̃∗
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dar. Die Kreuzspektraldichte Q̃12 der Quelle Q kann durch eine Fourier-Transformation

der Zwei-Punkt-Korrelation zwischen den Punkten y1 = y und y2 = y + r und dem

zeitlichen Abstand τ = t1 − t2 berechnet werden:

Q̃12 (y, r, ω) =

∫ ∞
−∞

Q (y, t)Q (y + r, t+ τ)eiωτdτ. (4.4)

Aus diesen Ausführungen kann gefolgert werden, dass ein akustisches Spektrum eindeu-

tig beschrieben ist, wenn die Zwei-Punkt-Korrelationen der akustischen Quellen bekannt

sind. Bei turbulenzbedingtem Lärm folgt daher eine erhebliche Reduktion der notwendigen

statistischen Informationen über die turbulente Strömung. Höhere statistische Momente

und damit eine detailliertere Beschreibung der Turbulenzstruktur sind für die Bestimmung

der akustischen Spektren nicht notwendig.

Eine künstlich generierte fluktuierende Quelle, die die Zwei-Punkt-Korrelationen der

akustischen Quellen realisiert, beschreibt daher ein akustisches Spektrum eindeutig. Die-

se Zwei-Punkt-Korrelationen können zum Beispiel durch eine stationäre RANS-Simulation

bestimmt werden. Einer RANS-Simulation fehlt im Gegensatz zu einer DNS oder LES-

Simulation die zeitaufgelöste Berechnung der turbulenten Fluktuation, die zur Bestim-

mung der turbulenten akustischen Quellen benötigt werden. Aus RANS-Zweigleichungs-

turbulenzmodellen können jedoch lokale turbulente Zeit- und Längenskalen abgeleitet wer-

den, wobei deren Richtungsabhängigkeit vernachlässigt wird.

4.2 RPM-Methode

Die Random Particle-Mesh (RPM)-Methode wurde von Ewert für die numerischen Simu-

lation von Hinterkantenlärm [45, 38, 43], Hochauftriebslärm [44], Strahllärm [41, 91, 112]

und der spektralen Streuung von Turbinentönen [47, 46] entwickelt. Eine ausführliche Be-

schreibung dieser Methode ist beispielsweise in Ref. [45, 39, 40] gegeben. Daher wird die

Modellierung im Folgenden zusammenfassend dargestellt.

Die RPM-Methode ist eine Euler-Lagrange’sche Methode und wird dazu verwendet, eine

statistisch stationär fluktuierende Schallquelle Q(x, t) im Euler’schen Raum zu modellie-

ren. RPM generiert stochastisch instationäre turbulente Felder, welche lokale Ein- und

Zwei-Punkt-Statistiken der fluktuierenden Quelle 〈Q(x, t)Q(x, t+ τ)〉 und 〈Q(x, t)Q(x+

r, t+ τ)〉 erfüllen. Die generierten Zwei-Punkt-Korrelationen

R (x, r, τ) = 〈Q(x, t)Q(x+ r, t+ τ)〉

= R̂ exp

{
−|τ |
τs
− π (r − ucτ)2

4l2s

}
(4.5)

haben räumlich eine Gauß- und zeitlich eine exponentielle Verteilung, wobei 〈...〉 eine
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Ensemble-Mittelung darstellt. Der Parameter R̂ kennzeichnet die Varianz der korrelierten

Größe für verschwindenden räumlichen und zeitlichen Abstand r und τ . Die integrale

Längen- und Zeitskala der turbulenten Fluktuationen stellen ls und τs dar. Taylor’s Hy-

pothese der eingefrorenen Turbulenz [127] wird durch die Konvektionsgeschwindigkeit uc

berücksichtigt. Für eine inhomogene Turbulenz sind R̂, ls, τs und uc eine Funktion des

Ortes x.

Die fluktuierende Größe Q wird durch räumliches Filtern eines Feldes weißen Rau-

schens U erzeugt. Die Filterung lautet:

Q (x, t) =

∫
V nS

Â (x)G (|x− x′| , ls (x))U (x′, t) dnx′. (4.6)

Dabei kennzeichnet G einen räumlichen Filterkern, V n
S das angenommene Quellvolumen

und n die Dimension. Die Amplitudenfunktion Â realisiert eine lokale Zielvarianz der fluk-

tuierenden Größe Q. Das räumliche Feld weißen Rauschens U wird mit einer Langevin-

Gleichung [72] generiert. Die Langevin-Gleichung beschreibt die Geschwindigkeit eines

Fluidpartikels in einer turbulenten Strömung [106] und ist im Lagrange’schen Raum fol-

gendermaßen formuliert

D0

Dt
U = − 1

τs
U +

√
2

ρc0τs
ξ(x, t), (4.7)

wobei der Ausdruck D0/Dt = ∂/∂t + uc0 ·∇ die substantielle Zeitableitung kennzeich-

net. Das stationäre Geschwindigkeitsfeld uc0(x) bestimmt die letztendlich erzielte Konvek-

tionsgeschwindigkeit uc. Die Dichte ρc0 ist dabei so definiert, dass ∇ · (ρc0uc0) = 0 gilt. Die

Größe ξ ist ein Gauß-verteiltes Raum-Zeit-Feld weißen Rauschens, das folgenden Bedin-

gungen genügt

〈ξ(x, t)〉 = 0, (4.8)

〈ξ(x, t)ξ(x+ r, t+ τ)〉 = δ(τ)δ(r), (4.9)

wobei δ die Dirac-Delta-Funktion kennzeichnet.

Im Lagrange’schen Raum reduziert sich die Langevin-Gleichung (4.7) zu einer einfachen

zeitabhängigen Gleichung entlang der charakteristischen Linien, definiert durch ẋ = uc0.

Sind τs und ρc0 entlang der charakteristischen Linien konstant, dann beschreibt Gl. (4.7)

einen Ornstein-Uhlenbeck-Prozess [106] mit der Eigenschaft, dass U eine Gauß-Verteilung

mit einer exponentiell dekorrelierten Autokorrelationsfunktion aufweist. Für genügend

kleine räumliche und zeitliche Abstände r und τ , wobei die Lösung der Konvektionsglei-
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chung D0f/Dt = 0 näherungsweise f(x+ r, t+ τ) = f(x+ r − uc0τ, t) ist, gilt

〈U (x, t)〉 = 0, (4.10)

〈U (x, t)U (x+ r, t+ τ)〉 =
1

ρc0
δ (r − uc0τ) exp

(
−|τ |
τs

)
. (4.11)

Die fluktuierende Größe Q, welche durch Faltung des Feldes U mit dem Gauß-Filter-

kern G generiert wird, hat ebenfalls die Eigenschaft der Gauß-Verteilung. Variiert τs oder

ρc0 entlang der Charakteristiken, wenn diese also ein stationäres, aber inhomogenes Feld

im Euler’schen Raum darstellen, wird die effektiv erzeugte zeitliche Dekorrelationsfunk-

tion nicht exakt exponentiell sein. Die Abklingzeit ist dabei durch den lokalen Wert von

τs(x) definiert. Jedoch sind die im Raum mit der Strömung konvektierenden Änderungen

von τs oder ρc0 gewöhnlich wesentlich langsamer als die durch die Zeitskala τs selbst verur-

sachte Änderung, so dass Gl. (4.11) mit τs(x) auch im Fall einer inhomogenen Zeitskala

eine sehr gute Näherung darstellt. Darüber hinaus bleibt die Dichte in Gl. (4.11) formal

unverändert, beeinflusst aber die lokale Größe ρc0(x).

Basierend auf der Definition der fluktuierenden Quelle Q, Gl. (4.6), lautet deren Zwei-

Punkt-Korrelation

R(x, r, τ) = 〈Q(x, t)Q(x+ r, t+ τ)〉

=Â(x)Â(x+ r)

∫∫
G(x− x′, ls(x)) G(x+ r − x′′, ls(x))

× 〈U(x′, t)U(x′′, t+ τ)〉 dnx′dnx′′. (4.12)

In diesen Ausdruck kann die rechte Seite von Gl. (4.11) für das gemittelte Feld weißen

Rauschens mit der Annahme des allgemeinen Falls nicht eingefrorener Turbulenz mit

endlichem τs, eingesetzt werden:

R(x, r, τ) =
Â(x)Â(x+ r)

ρc0
exp

(
−|τ |
τs

)∫∫
G(x− x′, ls(x)) G(x+ r − x′′, ls(x))

× δ(x′′ − x′ − uc0τ) dnx′dnx′′. (4.13)

Anschließend wird diese Zwei-Punkt-Korrelation durch eine Integration über die doppelt

gestrichene Größe und durch Ausnutzung der Eigenschaften der Delta-Funktion zu

R(x, r, τ) =
Â(x)Â(x+ r)

ρc0(x)
exp

(
−|τ |
τs

)
∫
G(x− x′, ls(x))G(x+ r − x′ − uc0τ, ls(x)) dnx′. (4.14)

Mit den Definitionen ξ = x′ − x, r∗ = r−uc0τ und der Annahme, der Filterkern sei eine
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gerade Funktion, welche G(ξ) = G(−ξ) genügt, kann der integrale Teil durch die Faltung

C(r∗) =

∫
G(r∗ − ξ)G(ξ) dnξ (4.15)

beschrieben werden. Durch die Wahl eines Gauß-Filters

G(ξ) = exp

(
−π

2

|ξ|2

l2s

)
(4.16)

folgt, dass das Faltungsintegral ebenfalls Gauß-förmig ist [45, 39, 40]:

C(r∗) = lns exp

(
−π

4

|r∗|2

l2s

)
. (4.17)

In Verbindung mit der Definition von r∗ folgt die Zwei-Punkt-Korrelation, Gl. (4.14), zu

R(x, r, τ) =
Â(x)Â(x+ r)

ρc0(x)
lns (x) exp

(
−|τ |
τs
− π|r − uc0τ |2

4l2s (x)

)
(4.18)

und führt somit zu einer exakten Realisierung der Zwei-Punkt-Korrelation, Gl. (4.5), wenn

die Amplitude nur eine schwache Funktion von r ist, so dass

Â(x)Â(x+ r) ' Â(x)2 (4.19)

gilt. Um die entsprechende Varianz R(x,0, 0) = R̂ aus Gl. (4.5) zu realisieren, muss die

Amplitudenfunktion

Â(x) =

√
ρc0(x)R̂(x)

lns (x)
(4.20)

genügen. Solange sich die Amplitude Â nur langsam über der Längenskala ls ändert, ist

die Bedingung von Â aus Gl. (4.19) erfüllt.

Der in dieser Arbeit verwendete Stromlinienansatz zur numerischen Diskretisierung bil-

det ein konvektierendes Feld weißen Rauschens durch konvektierende Teilchen ab, die

geeignete Zufallswerte transportieren. Die Zufallswerte sind Gauß-förmige Abkömmlinge,

deren Varianz proportional zum Kehrwert der Partikeldichte ist. Stromlinien spannen das

Quellgebiet über dem Feld u0 auf. Das Konvektionsfeld ist durch die zeitgemittelte Grund-

strömung ũ der RANS-Simulation definiert. Die Zufallswerte werden mit einer konstanten

Taktrate auf der ersten Position stromauf jeder Stromlinie aufgeprägt. Die Teilchen kon-

vektieren entlang einer Stromlinie, bis sie stromab aus dem Quellgebiet austreten. Im

ersten Schritt werden die Zufallswerte entlang einer Stromlinie sequentiell räumlich ge-

filtert. Anschließend werden die Werte gewichtet und in normaler Richtung entlang der

Stromlinie auf das CAA-Gitter verteilt. Der Ansatz realisiert eine gute Näherung des
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Raum-Zeit-Felds weißen Rauschens bis zu einer Cut-Off Frequenz, die durch die Taktrate

definiert ist [40].

Um die Langevin-Gleichung (4.7) zu diskretisieren, ändern sich die Zufallswerte, die

durch die Teilchen transportiert werden, entsprechend der Gleichung

rn+1
i = αrni + βsni . (4.21)

Hierbei kennzeichnen rn+1
i und rni die Zufallswerte eines Teilchens zur Zeit n+1 und n.

Die Größe sni ist ein Gauß-verteilter neuer Zufallswert mit derselben Varianz wie ri. Die-

se Methode realisiert einen exponentiellen Abfall [12]. Die Konstante α folgt durch die

Diskretisierung der Langevin-Gleichung (4.7). Diese ist mit der Zeitskala τs wie folgt ver-

knüpft

α = 1− ∆t

τs
, (4.22)

wobei ∆t der Zeitschritt zwischen der Zeit n+1 und n ist. Um den Effektivwert von ri

über der Zeit zu realisieren, gilt

β =
√

2∆t/τs. (4.23)

4.3 RPM-CN-Ansatz

Die von Mühlbauer und Ewert entwickelte RPM-CN-Methode [89] zur Simulation von

turbulentem Verbrennungslärm basiert auf modellierten Quellfluktuationen, die Zwei-

Punkt-Korrelationen aus RANS-Berechnungen erfüllen. Mit der RPM-Methode werden

die fluktuierenden Verbrennungslärmquellen stochastisch im Zeitbereich rekonstruiert. Die

Ausbreitung des Verbrennungslärms wird auf Basis der modellierten akustischen Quellen

durch die numerische Lösung der linearisierten Euler Gleichungen (LEE) berechnet. Ein

Flussdiagramm des RPM-CN-Ansatzes ist in Abb. 4.1 dargestellt.

Für die Entwicklung eines auf der RPM-Methode basierenden Verbrennungslärmmo-

dells wurde das statistische Strahllärmmodell von Tam & Auriault [121] als Leitfaden

herangezogen. Der Quellterm von Tam & Auriault’s Strahllärmmodell basiert auf der

substantiellen Zeitableitung D0qs/DT einer Größe qs, die als hydrodynamische Druck-

fluktuation im Strahl interpretiert werden kann. Der Term wird als Quelle der Druck-

gleichung der linearisierten Euler Gleichungen (LEE) verwendet und kann stochastisch

mit der RPM-Methode rekonstruiert werden [21, 39, 91, 41]. Analog zielt auch die Ent-

wicklung im Folgenden auf eine Druckgleichung für reagierende Strömungen mit einer

substantiellen Zeitableitung als Quelle ab. Dieser Verbrennungslärmquellterm wird sto-

chastisch mit der RPM-Methode modelliert. Die Ausbreitung der Akustik wird durch die

Integration der entsprechenden Druckgleichung in Kombination mit der Kontinuitäts- und

der Impulsgleichung der ursprünglichen LEE berechnet.
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gemitteltes
Strömungsfeld

statistische
Turbulenzgrößen

Verbrennungs-
lärmquellen

CFD
(RANS)

CAA
(LEE)

Quellmodellierung
(RPM)

Verbrennungslärm

Abbildung 4.1: RPM-CN-Ansatz zur numerischen Simulation von turbulentem Verbren-
nungslärm

In den folgenden Abschnitten wird zunächst eine Druckgleichung für reagierende Strö-

mungen mit einem Verbrennungslärmquellterm hergeleitet. Anschließend wird die sta-

tistische Modellierung des Verbrennungslärmquellterms beschrieben und das Gleichungs-

system des RPM-CN-Ansatzes vorgestellt. Abschließend werden die Eigenschaften des

entwickelten Verbrennungslärmmodells diskutiert.

4.3.1 Druckgleichung

Die Druck-Dichte-Beziehung lautet

1

c2
Dp

Dt
=
Dρ

Dt
+ ρΦ, (4.24)

wobei Φ eine akustische Quelle kennzeichnet und für die Schallgeschwindigkeit c2 = γp/ρ

gilt. Candel et al. [27] definieren die akustische Quelle einer reagierenden Strömung zu

Φ =
Q̇

ρcpT
+M

D

Dt

(
1

M

)
+

1

ρcpT

[
∇ · λ∇T + τ : ∇u−

N∑
k=1

ρYkcpkV
D
k ·∇T

]
. (4.25)

Q̇ stellt dabei die Wärmefreisetzungsrate pro Volumeneinheit dar. Die Variablen ρ, cp, T ,

M , λ, τ und u kennzeichnen die lokale Dichte, die Wärmekapazität bei konstantem Druck,

die Temperatur, die mittlere Molmasse, die Wärmeleitfähigkeit, den Schubspannungsten-
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sor und die Geschwindigkeit der Mischung. Yk und V D
k bezeichnen den Massenbruch und

die Diffusionsgeschwindigkeit der Spezies k.

Die Energieerhaltungsgleichung setzt die Wärmefreisetzungsrate pro Volumeneinheit Q̇

mit der Temperatur T , dem Druck p, dem Schubspannungstensor τ und der Wärmedif-

fusion JH zueinander in Beziehung:

ρcp
DT

Dt
= Q̇+

Dp

Dt
+ τ : ∇u−∇ · JH . (4.26)

Die Entwicklung der Druckgleichung beginnt durch Einsetzen der Kontinuitätsglei-

chung, Gl. (2.2), in die Druck-Dichte-Beziehung, Gl. (4.24):

Dp

Dt
+ γp∇ · u = γpΦ. (4.27)

Eine Reynolds-Zerlegung (siehe Abschnitt 2.1.2) und die Vernachlässigung von Termen

höherer Ordnung auf der linken Seite liefert

∂p′

∂t
+ u ·∇p′ + u′ ·∇p+ u ·∇p+ γp∇ · u+ γp∇ · u′ + γp′∇ · u = γpΦ. (4.28)

Durch eine zeitliche Mittelung folgt

u ·∇p+ γp∇ · u = γpΦ. (4.29)

Eine anschließende Subtraktion der Gl. (4.29) von Gl. (4.28) ergibt

∂p′

∂t
+ u ·∇p′ + u′ ·∇p+ γp∇ · u′ + γp′∇ · u = qp. (4.30)

Die linke Seite der Gleichung (4.30) entspricht der Druckgleichung der LEE, Gl. (2.84).

Mit γp/ρ = c2 folgt der Quellterm auf der rechten Seite zu

qp = (γpΦ)′ = ρc2Φ− ρc2Φ. (4.31)

Weiter wird die Energiegleichung, Gl. (4.26), dazu benutzt die Wärmefreisetzungsrate

in Gl. (4.25) als Funktion der Temperatur auszudrücken. Der komplette Quellterm der

Druck-Dichte-Beziehung folgt damit zu

Φ =
1

T

DT

Dt
− 1

ρcpT

Dp

Dt
+M

D

Dt

(
1

M

)
. (4.32)

Die drei Terme in Gl. (4.32) repräsentieren zusammen eine kompakte vollständige For-

mulierung aller Quellanteile aus Gl. (4.25). Der erste Term von Gl. (4.32) basiert auf

der substantiellen Zeitableitung der Temperatur und der zweite Term auf der substanti-
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ellen Zeitableitung des Drucks. Der erste Term ist bei nicht isothermen oder reagieren-

den Strahlströmungen dominierend. Der zweite Term ist dem Strahllärmquellterm, wie er

von Tam & Auriault [121] benutzt wird, ähnlich. Er ist hauptsächlich dem Schall zuzu-

ordnen, der in kalten Strahlen durch turbulente Geschwindigkeitsfluktuationen generiert

wird. Da bei Flammen im niedrigen Mach-Zahl-Bereich der Schall, der durch turbulente

Geschwindigkeitsfluktuationen generiert wird, vernachlässigbar ist [117], dominiert in die-

sem Fall der erste über den zweiten Term. Der dritte Term wird bedeutend, wenn sich bei

reagierenden Strömungen das mittlere Molekulargewicht der Reaktionsprodukte von den

-edukten merklich unterscheidet. Das molare Gewicht der Brennstoff-Oxidator-Mischung

ist jedoch in den meisten praktischen Verbrennungssystemen näherungsweise konstant,

da das Gemisch einen hohen Stickstoffanteil hat. Daher kann der akustische Quellterm

durch nicht isomolare Verbrennungen für die meisten Anwendungen ebenfalls vernach-

lässigt werden. Dieser spielt nur in Verbrennungsvorgängen mit hohem Sauerstoffanteil

eine Rolle [128]. Daher repräsentiert der Temperaturterm für eine quasi-isomolare Ver-

brennung den dominanten Beitrag dieser drei Terme, welche die vollständige Quelle der

Druck-Dichte-Beziehung, Gl. (4.30), beschreiben.

Die sehr kompakte Quellformulierung in Gl. (4.32) folgt auch direkt aus der Beschrei-

bung des Temperaturdifferentials durch totale Ableitungen

dT =

(
∂T

∂p

)
ρ,Yk

dp+

(
∂T

∂ρ

)
p,Yk

dρ+
N∑
k=1

(
∂T

∂Yk

)
ρ,p,Ym 6=k

dYk. (4.33)

Wird ein perfektes Gas angenommen, dann gilt

dT =
T

p
dp− T

ρ
dρ− T

N∑
k=1

M

Mk

dYk. (4.34)

Gl. (4.32) kann als Quellterm der Druck-Dichte-Beziehung, Gl. (4.24), abgeleitet werden.

Aus Gl. (4.31) und Gl. (4.32) folgt der Quellterm der linearisierten Druckgleichung,

Gl. (2.84), zu:

qp =

(
γRm ρ

D

Dt

(∑ Yα
Mα

T

)
+ (γ − 1)

Dp

Dt

)′
. (4.35)

Rm ist die universelle Gaskonstante, wobei für ein ideales Gas Rm

∑
Yα/Mα = R gilt.

Bis hierher wurden keine Vereinfachungen verwendet, so dass der Quellterm, Gl. (4.35),

allgemein gültig ist.

Um eine Quelltermformulierung zu erhalten, welche statistisch modelliert werden kann,

werden im Folgenden Fluktuationen des Isentropenexponenten vernachlässigt (γ ' γ).

Abb. 5.40 zeigt die Verteilung des Isentropenexponenten einer offenen, turbulenten, nicht

vorgemischten Stickstoff-gespülten Methan-Wasserstoff-Strahlflamme. Aufgrund der ge-
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ringen räumlichen Änderung des Isentropenexponenten im Strömungsfeld scheint diese

Annahme gerechtfertigt. Des Weiteren werden nur die dominanten Terme erster Ordnung

aus Gl. (4.35) beibehalten. Für Tripelkorrelationen gilt näherungsweise

(ρab)′ = ρ̄a′′b̃+ ρ̄ãb′′ + ρ′ãb̃. (4.36)

Der Quellterm folgt damit zu

qp ' γ̄ρ̄R̃

(
DT

Dt

)′′
+ γ̄ρ̄R′′

(̃
DT

Dt

)
+ γ̄ρ′R̃

(̃
DT

Dt

)
+ (γ̄ − 1)

(
Dp

Dt

)′
+γ̄Rmρ̄T

′′
∑ 1

Mα

(̃
DYα
Dt

)
+ γ̄Rmρ̄T̃

∑ 1

Mα

(
DYα
Dt

)′′
+γ̄Rmρ

′T̃
∑ 1

Mα

(̃
DYα
Dt

)
. (4.37)

Die Einpunktstatistiken aller Größen in Gl. (4.37) werden durch die RANS-Simulation

bereitgestellt. Zur statistischen Schallmodellierung sind zudem Zwei-Punkt-Korrelationen

zu modellieren. Dazu wird die Näherung D/Dt ' D̃/Dt mit D̃/Dt = ∂/∂t + ũ · ∇
eingeführt. Darauf basierend vereinfachen sich Terme wie ˜(DT/Dt) und ˜(DYα/Dt) zu

(̃
DT

Dt

)
' D̃T̃

Dt
= ũ ·∇T̃ , (4.38)(̃

DYα
Dt

)
' D̃Ỹα

Dt
= ũ ·∇Ỹα, (4.39)

und (
DT

Dt

)′′
' D̃T ′′

Dt
, (4.40)(

DYα
Dt

)′′
' D̃Y ′′α

Dt
. (4.41)

Des Weiteren gilt (
Dp

Dt

)′
' D̃p′

Dt
. (4.42)

Letztendlich folgt so der Quellterm der hergeleiteten Druckgleichung für reagierende Strö-
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mungen (4.30) zu

qp ' γ̄ρ̄R̃
D̃T ′′

Dt
+ γ̄ρ̄R′′ũ ·∇T̃ + γ̄ρ′R̃ũ ·∇T̃ + (γ̄ − 1)

D̃p′

Dt

+γ̄Rm

(
ρ̄T ′′ + ρ′T̃

)∑ 1

Mα

ũ ·∇Ỹα + γ̄Rmρ̄T̃
∑ 1

Mα

D̃Y ′′α
Dt

. (4.43)

4.3.2 Statistische Quellmodellierung

Bei den in dieser Arbeit untersuchten Stickstoff-verdünnten Methan-Wasserstoff- und

Wasserstoff-Flammen im niedrigen Mach-Zahl-Bereich ist es angemessen, Änderungen

im Molekulargewicht aufgrund des hohen Stickstoffanteils zu vernachlässigen, also eine

isomolare Verbrennung anzunehmen. Daher werden in dieser Arbeit Effekte durch nicht

isomolare Verbrennung (M =
∑
Yα/Mα = konst. und R′′ = 0) und durch Schall, der durch

turbulente Druckfluktuationen generiert wird, aufgrund der betrachteten niedrigen Mach-

Zahlen, vernachlässigt. Dadurch vereinfacht sich in diesem Fall der Quellterm, Gl. (4.43),

zu

qp ' γ̄ρ̄R̃
D̃T ′′

Dt
+ γ̄R̃ũ ·∇T̃ ρ′. (4.44)

Der erste Term in Gl. (4.44) ist dominant, da die Änderung der gemittelten Temperatur

im Raum im zweiten Term typischerweise klein im Vergleich zu den großen Änderungen

des ersten Terms ist. Das heißt, wenn l0 die typische Längenskala der durchschnittlichen

Temperaturfluktuationen ist und τs die Zeitskala der zeitlichen Gradienten der Tempera-

tur, dann ist 1/τs � |ũ|/l0. Bei Vernachlässigung des zweiten Terms folgt der Quellterm

zu:

qp ' γ̄ρ̄R̃
D̃T ′′

Dt
. (4.45)

Tam & Auriault [121] modellieren die Zwei-Punkt-Korrelationen ihres Strahllärmquell-

terms durch 〈
D̄qs
Dt

(x, t)
D̄qs
Dt

(x+ ξ, t+ τ)

〉
=
A

τ 2s
exp

{
− |ξ|
ucτs

− ln(2)

l∗s
2

(
(ξ − ucτ)2 + η2 + ζ2

)}
(4.46)

mit ξ = (ξ, η, ζ)T . Es wird eine Konvektion durch die Geschwindigkeit uc in x-Richtung

angenommen und die Konvektion in y- und z-Richtung vernachlässigt (vc = 0; wc = 0).

Die Zeitskala τs beschreibt eine zeitliche Korrelationszeit, abgeleitet von statistischen Tur-

bulenzgrößen des Turbulenzmodells

τs = cτ
k

ε
(4.47)



88 Stochastische Modellierung von turbulentem Verbrennungslärm

mit cτ = 0, 233. k und ε kennzeichnen die turbulente kinetische Energie und die turbulente

Dissipationsrate. l∗s stellt eine integrale Längenskala dar

l∗s = c∗l
k3/2

ε
(4.48)

mit c∗l = 0, 256.

Die Korrelationsfunktion, Gl. (4.46), entspricht der von der RPM-Methode generierten

Zwei-Punkt-Korrelation, Gl. (4.5), wenn eine konstante Grundströmung in x-Richtung

uc = (uc, 0, 0)T benutzt wird:

〈Q(x, t)Q(x+ ξ, t+ τ)〉 = R̂ exp

{
−|τ |
τs
− π

4l2s

(
(ξ − ucτ)2 + η2 + ζ2

)}
. (4.49)

Die Längenskala ist für die Modellierung mit RPM entsprechend

ls = l∗s
√
π/4 ln(2) = 1, 064l∗s (4.50)

anzupassen, damit diese mit der Längenskala von Tam & Auriault [121] übereinstimmt.

Somit folgt für die RPM-Methode

ls = cl
k3/2

ε
(4.51)

mit cl = 0, 273. Des Weiteren gilt für die Varianz R̂ = A/τ 2s . Es ist zu beachten, dass

die durch die RPM-Methode generierten Fluktuationen näherungsweise die Taylor’sche

Konvektionshypothese erfüllen, welche die Substitution |ξ|/uc für |τ | in Gl. (4.49) er-

laubt, die damit in Gl. (4.46) übergeht. Streng genommen beschreiben die Zwei-Punkt-

Korrelationen keine eingefrorene Turbulenz, da sie einen zeitlichen Dekorrelationsmecha-

nismus beinhalten. Daher sind Gl. (4.46) und Gl. (4.49) nicht exakt identisch. Die kleinen

Unterschiede wurden detailliert von Morris & Boluriaan [87] diskutiert.

An dieser Stelle ist anzumerken, dass alle weiteren Terme in Gl. (4.43) in ähnlicher Art

statistisch mit RPM modelliert werden können, wie zuvor für Gl. (4.45) beschrieben [89].

4.3.3 Gleichungssystem

Im Folgenden ist das Gleichungssystem des RPM-CN-Ansatzes [89] für die numerische

Simulation von turbulentem Verbrennungslärm zusammengefasst. Dieses beinhaltet die

in Abschnitt 4.3.1 hergeleitete Druckgleichung für reagierende Strömungen mit dem Ver-

brennungslärmquellterm auf der rechten Seite. Die hergeleitete Druckgleichung, Gl. (4.30),

entspricht der linken Seite der Druckgleichung der LEE, Gl. (2.84), und wird in Kombina-

tion mit der Kontinuitäts- und der Impulsgleichung der ursprünglichen LEE, Gln. (2.82)
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und (2.83), zur Berechnung der Ausbreitung des Verbrennungslärms gelöst.

∂ρ′

∂t
+ ũ ·∇ρ′ + u′ ·∇ρ+ ρ∇ · u′ + ρ′∇ · ũ = 0 (4.52)

∂u′

∂t
+ (ũ ·∇)u′ + (u′ ·∇) ũ+

∇p′

ρ
− ∇pρ′

ρ2
= 0 (4.53)

∂p′

∂t
+ ũ ·∇p′ + u′ ·∇p+ γp∇ · u′ + γp′∇ · ũ = qp (4.54)

Da bei reagierenden RANS-Simulationen gewöhnlich Favre-gemittelte Geschwindigkeiten

berechnet werden, werden diese anstelle der Reynolds-gemittelten Geschwindigkeiten in

den LEE benutzt. Der Effekt durch Favre- anstatt von Reynolds-gemittelten Geschwin-

digkeiten auf die Wellenausbreitung kann als vernachlässigbar angenommen werden, da

die Strömungsgeschwindigkeiten in technischen Flammen gering sind (Ma < 0, 1) [75].

Der Verbrennungslärmquellterm gemäß Gl. (4.45) basiert auf einer substantiellen Zeit-

ableitung von Favre-Fluktuationen der Temperatur

qp =
γp

T̃

D̃T ′′

Dt
. (4.55)

Die Zwei-Punkt-Korrelationen der substantiellen Zeitableitung der Temperaturfluktuatio-

nen in Gl. (4.55) werden mit Gl. (4.46) modelliert. Die Längen- und Zeitskala lT und τT der

turbulenten Temperaturfluktuationen unterscheiden sich von der Längen- und Zeitskala

ls und τs, wie sie im Strahllärmmodell von Tam & Auriault [121] Anwendung finden, da

andere Modellkonstanten verwendet werden. Um diese eindeutig zu kennzeichnen, werden

die betreffenden Parameter im Folgenden lT , τT , cT l und cTτ benannt, anstelle von ls, τs,

cl und cτ . Infolgedessen wird die Varianz der substantiellen Zeitableitung der Tempera-

turfluktuationen

R̂ =
T̃ ′′2

c2qτ
2
T

. (4.56)

aus der Varianz der Favre-gemittelten Temperaturfluktuationen T̃ ′′2, einer Kalibrierungs-

konstante cq und einer turbulenten Zeitskala τT der Temperaturfluktuationen beschrieben.

Aus Gl. (4.56) in Verbindung mit Gl. (4.20) folgt die Amplitude zu

Â =
1

cqτT

√
ρc0T̃

′′2

lnT
, (4.57)

wobei n die Dimension kennzeichnet.

Die modellierte Korrelationsfunktion hat drei charakteristische Parameter: die Längen-

skala lT und die Zeitskala τT der turbulenten Temperaturfluktuationen und die Tempe-

raturvarianz T̃ ′′2. Die Längenskala lT charakterisiert die Größe und die Zeitskala τT die
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Abklingzeit der Temperaturfluktuationen.

Die Längen- und Zeitskala lT und τT der turbulenten Temperaturfluktuationen sind

durch folgende Beziehungen mit den statistischen Turbulenzgrößen des k-ε-Turbulenz-

modells verknüpft:

lT = cT l
k3/2

ε
, (4.58)

τT = cTτ
k

ε
, (4.59)

wobei k die turbulente kinetische Energie, ε die turbulente Dissipationsrate und cT l und

cTτ Kalibrierungskonstanten kennzeichnen.

Zur Berechnung der Temperaturvarianz wird zusätzlich zu den gemittelten Bilanzglei-

chungen eine Transportgleichung mit den Konstanten cprod = 2, 0 und cdiss = 2, 0 nume-

risch gelöst [54, 100]

∂ρ̄T̃ ′′2

∂t
+
∂ρũjT̃ ′′2

∂xj
=

∂

∂xj

{(
µ+

µt
Prt

)
∂ρT̃ ′′2

∂xj

}

+ cprod
µt
Prt

(
∂T̃

∂xj

)2

− cdissρ
ε

k̃
T̃ ′′2. (4.60)

Abschließend wird die mit RPM generierte Quelle D̃T ′′/Dt mit dem Vorfaktor

Fqp =
γp

T̃
(4.61)

multipliziert, um den Verbrennungslärmquellterm qs, Gl. (4.55), zu realisieren.

4.3.4 Diskussion

Der entwickelte Random Particle Mesh for Combustion Noise (RPM-CN)-Ansatz zur tur-

bulenten Verbrennungslärmsimulation beruht auf einer stochastischen Quellrekonstruk-

tion im Zeitbereich mit der RPM-Methode. Bisher wurden stochastische Methoden im

Zeitbereich, die Ein- und Zwei-Punkt-Korrelationen erfüllen, ausschließlich für nicht rea-

gierende Strömungen angewandt. Die hergeleitete Druckgleichung mit dem Verbrennungs-

lärmquellterm auf der rechten Seite wird zusammen mit der Kontinuitäts- und der Impuls-

gleichung der LEE gelöst. Der entwickelte Ansatz verspricht, im Vergleich zu Ansätzen,

welche auf einer LES beruhen, hoch effektiv zu sein.

Im Folgenden wird die Eignung der RPM-Methode zur Verbrennungslärmquellmodel-

lierung betrachtet. Die mit der RPM-Methode generierten Zwei-Punkt-Korrelationen der

skalaren Quelle sind Gauß-förmig. Derzeit sind keine Daten über die reale Form der

Korrelationsfunktion des abgeleiteten Verbrennungslärmquellterms vorhanden. Beim Ein-
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fluss der Längenskala auf die Akustik ist zwischen kohärenten und inkohärenten Quell-

fluktuationen zu unterscheiden. Ist die turbulente Längenskala kleiner als die akustische

Wellenlänge, so können die kohärenten Schallquellen als akustisch kompakt erachtet wer-

den, was bedeutet, dass die Akustik nur durch die lokale Korrelationslänge bestimmt wird

und nicht durch die Form der Korrelationsfunktion. Die Annahme der Kompaktheit ist

mit guter Näherung für Verbrennungslärm bei kleinen Mach-Zahlen, wie sie in den meisten

technischen Verbrennungsprozessen vorliegen, gegeben. Daher kann die Verwendung einer

räumlichen Gauß-Verteilung als geeignet erachtet werden, unabhängig von der tatsächlich

vorliegenden Form.

Das hergeleitete Gleichungssystem des RPM-CN-Ansatzes hat vorteilhafte Eigenschaf-

ten für die Simulation der Verbrennungslärmausbreitung. Zum einen sind die LEE da-

zu geeignet, akustische Brechungseffekte in Scherschichten exakt aufzulösen. Das betrifft

Grundströmungen mit starken Geschwindigkeits- und Dichtegradienten, wie sie beispiels-

weise in Verbrennungsproblemstellungen auftreten. Zum anderen transportieren die LEE

Entropiemoden und Wirbel. Dies erlaubt die direkte Simulation von indirektem Verbren-

nungslärm, generiert durch die Beschleunigung von Entropiefluktuationen oder durch die

Beschleunigung von Wirbel (vergleiche Kapitel 2.4.2).
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5 Turbulenter Verbrennungslärm

Im folgenden Kapitel werden Verbrennungslärmsimulationen mit dem in Kapitel 4 entwi-

ckelten RPM-CN-Ansatz vorgestellt. Die Validierung, Modellparameteroptimierung und

-untersuchungen des hybriden CFD/CAA-Ansatzes werden mit Hilfe von Messdaten der

DLR-A- und DLR-B-Flammen durchgeführt. Die Flammen haben einen identischen geo-

metrischen Aufbau und die gleiche Brennstoffzusammensetzung. Die offenen, nicht vor-

gemischten, turbulenten Strahlflammen unterscheiden sich lediglich in der Brennstoffdü-

senaustrittsgeschwindigkeit, und damit der entsprechenden Reynolds-Zahl, und eignen

sich somit zum Nachweis der Reynolds-Zahl-Skalierung des numerischen Ansatzes. Zu-

sätzlich werden Verbrennungslärmberechnungen der H3-Flamme vorgestellt und disku-

tiert. Anhand der offenen, nicht vorgemischten, turbulenten Wasserstoffstrahlflamme, die

einen identischen geometrischen Aufbau wie die DLR-A- und die DLR-B-Flammen hat,

wird der Einfluss des Brennstoffs auf die Verbrennungslärmsimulation anhand des RPM-

CN-Ansatzes ermittelt. Abschließend wird der RPM-CN-Ansatz auf eine eingeschlosse-

ne Strahlflamme angewendet. Es werden Simulationsergebnisse der DLR-A-Flamme, die

durch ein Hüllrohr eingeschlossen ist, vorgestellt. Anhand dieser Berechnung wird die

Eignung des numerischen Ansatzes zur Verbrennungslärmsimulation in eingeschlossenen

Geometrien diskutiert.

5.1 DLR-A- und DLR-B-Flammen

Die DLR-A- und DLR-B-Flammen wurden im Rahmen des International Workshop on

Measurement and Computation of Turbulent Non-Premixed Flames [7] umfassend ex-

perimentell untersucht. Die Geschwindigkeitsfelder der reagierenden Strömung wurden

mittels Laser Doppler Anemometrie (LDA) von Schneider et al. [109] vermessen. Meier et

al. [84] und Bergmann et al. [10] bestimmten die Temperaturverteilung und die Verteilung

der chemischen Zusammensetzung der Flammen mittels Raman-, Rayleigh-Streuung- und

Laser-Induced Fluorescence (LIF)-Techniken. Die spektrale Schallabstrahlung wurde von

Singh et al. [114] experimentell untersucht.

Zunächst werden in diesem Kapitel der experimentelle Aufbau und die numerische Kon-

figuration der Strömungs- und der Akustiksimulationen dargelegt. Anschließend werden

die Ergebnisse der Verbrennungslärmsimulationen mit RPM-CN vorgestellt und disku-

tiert.
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5.1.1 Experimenteller Aufbau

Im Strömungsfeld der offenen, nicht vorgemischten, turbulenten Strahlflammen reagiert

ein mit Stickstoff verdünntes Methan-Wasserstoff-Gemisch. Der Brennstoff mit einer Zu-

sammensetzung von 22, 1 Vol-% CH4, 33, 2 Vol-% H2 und 44, 7 Vol-% N2 und einem

stöchiometrischen Mischungsbruch von 0, 167 wird durch ein 0, 35m langes, gerades Brenn-

stoffrohr mit einem Innendurchmesser von D = 0, 008 m in den axialsymmetrischen Bren-

ner geführt. Die mittlere Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit bei der DLR-A-Konfiguration

beträgt 42, 15m/s bei einer Temperatur von 292K. Die Reynolds-Zahl, basierend auf dem

Brennstoffdüsenaustrittsdurchmesser D, der Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit uJet und

der kinematischen Viskosität des Brennstoffgemischs ν entspricht 15 200. Bei der DLR-B-

Flamme tritt der Brennstoff mit einer mittleren Geschwindigkeit von 63, 2 m/s bei einer

Temperatur von 292 K und einer entsprechenden Reynolds-Zahl von 22 800 aus. In beiden

Konfigurationen umströmt eine Mantelströmung von trockener Luft das Brennstoffrohr

mit einer mittleren Austrittsgeschwindigkeit von 0, 3m/s bei einer Temperatur von 292K.

Der Austrittsdurchmesser der Mantelströmung beträgt 0, 14 m. Abb. 5.1 zeigt ein Foto

der DLR-A-Flamme und eine Skizze der Mikrofonpositionen.

Vortrag > Autor > Dokumentname > 09.11.2005

Folie 1

#1 (25D
/0D

)

#7 (50D/25D)

#9 (50D/50D)

#8 (50D/37D)

#6 (50D/12D)

#5 (50D/0D)

#2 (31D
/0D

)
#3 (37D

/0D
)

#4 (43D
/0D

)

Abbildung 5.1: DLR-A-Flamme und Mikrofonpositionen
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5.1.2 Numerische Konfiguration

Im Folgenden wird die numerische Konfiguration der reagierenden Strömungssimulation

und der Akustiksimulation vorgestellt.

Strömungssimulation

Die Simulationen der reagierenden Strömung wurden mit dem kommerziellen Software-

paket ANSYS CFX 11 durchgeführt. Abb. 5.2a zeigt das dreidimensionale Rechengebiet

der Strömungssimulation. Das Rechengebiet wurde durch ein zylindrisches unstrukturier-

tes Hexaeder-basiertes Gitter mit 370 000 Gitterknoten diskretisiert. Das Rechengebiet

umfasst 94D in axialer und 112D in radialer Richtung und ist in den Regionen, in denen

hohe Gradienten erwartet werden, stark verfeinert. Die Streckungsrate der Gitterzellen

wurde auf 10% begrenzt.

Die Brennstoffzufuhr wurde mit einer Geschwindigkeitseinlassrandbedingung abgebil-

det. Das am Brennstoffeintritt experimentell bestimmte Geschwindigkeitsprofil und die

Profile der turbulenten kinetischen Energie und der turbulenten Dissipationsrate der

DLR-A- und DLR-B-Flammen wurden bei einer Temperatur von 295 K vorgegeben. Die

Mantelströmung wurde mit einem Massenstrom von 5, 5 g/s bei einer Temperatur von

295 K und die Turbulenz mit einer niedrigen Intensität von 1% definiert. Die Wände

des Brennstoffrohrs und der Mantelströmung wurden mit einer adiabaten Wandrandbe-

dingung modelliert. Die Randbedingungen auf den Flächen, die das Rechengebiet um-

schließen, wurden mit Druck-Opening-Randbedingungen definiert, die es der Strömung

erlauben, in beide Richtungen über die Grenzfläche zu konvektieren. Es wurde die Opti-

on Static Pressure for Entrainment verwendet, wobei keine Ausströmrichtung vorzugeben

ist. Des Weiteren wurde ein statischer Druck von 0 Pa definiert und die Zero Gradient

Option für die Turbulenz gesetzt, wodurch gilt, dass der Geschwindigkeitsgradient normal

zur Fläche gleich Null ist [1]. Dies bedeutet, dass keine Änderung der Geschwindigkeit in

orthogonaler Richtung zur Fläche angenommen wird.

Die reagierenden Strömungsfelder der DLR-A- und DLR-B-Flammen wurden durch eine

numerische Lösung der dreidimensionalen kompressiblen RANS-Gleichungen berechnet.

Es wurden unterschiedliche Zwei-Gleichungs- wie auch Reynolds-Stress-Turbulenzmodelle

untersucht. Für diese Konfigurationen lieferte das Baseline Reynolds Stress Model (BSL-

RSM) [1] die beste Übereinstimmung mit den experimentellen Daten. Chemische Reaktio-

nen wurden mit dem Burning Velocity Model (BVM) [101] berücksichtigt, wobei die vorab

bestimmte laminare Flammengeschwindigkeit als Funktion des Mischungsbruchs [19] hin-

terlegt und die turbulente Flammengeschwindigkeit mit der Ziemont-Korrelation [136]

bestimmt wurde. Zusätzlich zu den RANS-Gleichungen wurde eine Temperaturvarianz-

transportgleichung, Gl. (4.60), numerisch gelöst.
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Der vollimplizite Löser von ANSYS CFX 11 basiert auf einer finiten Volumenformulie-

rung für unstrukturierte Gitter. Zur Lösung des linearen gekoppelten Gleichungssystems

wurde ein Mehrgitterverfahren verwendet. Für die räumliche Diskretisierung wurde ein

High Resolution Scheme [100] gewählt. In diesem Fall ist dies ein Aufwind-Verfahren, wel-

ches im Wesentlichen zweiter Ordnung genau ist. Lediglich bei lokalen Extrema wird auf

erste Ordnung reduziert. In den Simulationen wurde der Auftrieb durch eine Quelle in ei-

ner Impulsgleichung berücksichtigt. Wärmestrahlungseffekte wurden nicht berücksichtigt.

CAA-
Rechengebiet

Quellgebiet

#9

#8

#7

#6

#1 #2 #3 #4 #5

a) CFD-Rechengebiet b) Quellgebiet und CAA-Rechengebiet

Abbildung 5.2: Rechengebiet der Strömungssimulation, akustisches Quellgebiet, Rechen-
gebiet der Akustiksimulation, Mikrofonpositionen und Kreis der Druckmo-
nitorpunkte zur Richtcharakteristikenauswertung der DLR-A- und DLR-
B-Flammen

Akustiksimulation

In Abb. 5.2b sind das Quellgebiet, das Rechengebiet der Akustiksimulation, die Mikro-

fonpositionen und der Kreis der Druckmonitorpunkte zur Auswertung der Richtcharakte-

ristik dargestellt. Die akustische Quellmodellierung ist bislang auf zweidimensional-ebene

Verhältnisse beschränkt. Die stochastische Rekonstruktion der turbulenten Verbrennungs-

lärmquellen mit der RPM-Methode wurde auf einem zweidimensional-ebenen Quellgebiet,

dem sogenannten Patch, mit einer Dimension von 31D in axialer und 5D in radialer Rich-

tung, durchgeführt (siehe Abb. 5.2). Das Quellgebiet spannen 40 Stromlinien auf, wobei

jede Stromlinie mit 250 Stützstellen diskretisiert ist.

Die zur akustischen Quellmodellierung notwendigen Größen werden auf dem Quellgebiet

und über eine Eingabedatei zur Verfügung gestellt. Wie in Kapitel 4 erläutert ist die
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akustische Quellrekonstruktion eine Funktion des Quellstärkekoeffizienten k, der ein Maß

für die Intensität der akustischen Quelle darstellt, der Längenskala lT und der Zeitskala τT

der Temperaturfluktuationen. Für eine zweidimensional-ebene Quellmodellierung gilt:

k =
3π

4

1

c2q

1

l2T τ
2
T

T̃ ′′2 =
1

c2qc
2
T lc

2
Tτ︸ ︷︷ ︸

RPMkfac

3π

4

1

l2τ 2
T̃ ′′2︸ ︷︷ ︸

kPatch

, (5.1)

lT = cT l︸︷︷︸
RPMlfac

k3/2

ε︸︷︷︸
lPatch

, (5.2)

τT = cTτ︸︷︷︸
RPMtfac

k

ε︸︷︷︸
τPatch

. (5.3)

Des Weiteren ist der Vorfaktor Fqp , Gl. (4.61), des Quellterms qp, Gl. (4.55), auf dem

Quellgebiet vorzugeben. Die konstanten Vorfaktoren RPMkfac, RPMlfac und RPMtfac

werden in der Eingabedatei definiert. Die Variablen kPatch, lPatch, τPatch und Fqp werden

auf dem Quellgebiet zur Verfügung gestellt. Eine Darstellung der Patchvariablenverteilung

auf einem Quellgebiet der DLR-A-Flamme ist in Abb. 5.3 dargestellt. Die Verteilung des

Quellstärkekoeffizienten in Abb. 5.3a zeigt unter anderem, dass die dominanten akusti-

schen Quellen im Bereich x/D < 10 nahe dem Brennstoffdüsenaustritt positioniert sind.

a) kPatch b) lPatch c) τPatch d) Fqp

Abbildung 5.3: Verteilungen des Quellstärkekoeffizienten, der Längenskala, der Zeitskala
und des Vorfaktors des Verbrennungslärmquellterms auf einem Quellgebiet
der DLR-A-Flamme
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Die akustische Quellrekonstruktion und die Akustiksimulationen wurden mit dem DLR-

CAA-Code
”
Perturbation Investigation of Aerodynamic Noise“ (PIANO) [32] durchge-

führt. Die Ausbreitung der Akustik wurde durch die numerische Lösung der linearisierten

Euler Gleichungen (LEE) berechnet. Es wurde ein Dispersion Relation Preserving (DRP)-

Schema vierter Ordnung von Tam & Webb [125] im Raum und die Low-Dissipation and

Low-Dispersion Runge-Kutta (LDDRK)-Methode [60] vierter Ordnung für die zeitliche

Diskretisierung verwendet. Das Rechengebiet wurde von akustisch nichtreflektierenden

Radiation-Randbedingungen nach Tam & Webb [125] umschlossen. Alle Simulationen

wurden und ohne Dämpfung gerechnet.

Das CAA-Rechengebiet wurde durch ein zweidimensional-ebenes blockstrukturiertes

Gitter diskretisiert (siehe Abb. 5.2b). Das Rechengebiet umfasst 94 D in axialer und

113 D in radialer Richtung, ist in acht Blöcke unterteilt und erstreckt sich so bis zu

den äußeren Mikrofonpositionen. Rechenläufe wurden auf fünf unterschiedlich diskreti-

sierten Rechengittern durchgeführt. In Tab. 5.1 sind die Eigenschaften der untersuchten

CAA-Rechengitter aufgetragen.

Tabelle 5.1: Eigenschaften der CAA-Rechengitter

# ∆xPatch [m] ∆tCAA [s] lT,min [m] Gitterknoten

1 0,00200 2 · 10−6 0,00600 54 000

2 0,00150 1, 5 · 10−6 0,00450 66 000

3 0,00100 1 · 10−6 0,00300 94 000

4 0,00075 0, 75 · 10−6 0,00225 125 000

5 0,00050 0, 5 · 10−6 0,00150 191 000

Die CAA-Rechengitter unterscheiden sich in der jeweiligen Gitterweite im Quellgebiet.

Die Gitterweite im Quellgebiet ist bei allen Rechengittern in x- und y-Richtung gleich und

äquidistant (∆xPatch = ∆yPatch). Außerhalb des Quellgebiets ist die maximale Gitterweite

∆xmax = ∆ymax = 0, 0045m für alle Rechengitter identisch und die Streckungsrate auf 10%

beschränkt. Die maximale Gitterweite wurde durch die maximal aufzulösende Frequenz

fmax und die Anzahl der erforderlichen Stützstellen pro Wellenlänge bei dem verwendeten

räumlichen Diskretisierungsverfahren ermittelt. Alle untersuchten Rechengitter lösen mit

dem verwendeten DRP-Disketisierungsschema [125] akustische Wellen bis zu einer maxi-

malen Frequenz von fmax = 11 000 Hz, basierend auf 7 Punkten pro Wellenlänge (PPW),

auf. Weiterhin ist die maximal zulässige Zeitschrittweite der Akustiksimulation ∆tCAA,max
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eine Funktion der minimalen Gitterweite im Rechengebiet und der Mach-Zahl [32]:

∆tCAA,max =
2, 83∆xmin

π (1 +Ma)
. (5.4)

In Tab. 5.1 ist die in den Akustiksimulationen verwendete Zeitschrittweite ∆tCAA der ver-

schiedenen Rechengitter aufgetragen. Diese ist im Vergleich zur maximal zulässigen Zeit-

schrittweite ∆tCAA,max, Gl. (5.4), etwas geringer gewählt, um numerische Instabilitäten

bei der Berechnung der Akustikausbreitung über die steilen Geschwindigkeits- und Dich-

tegradienten des Strömungsfelds zu vermeiden. Die mit dem Quellmodell rekonstruierten

Fluktuationen sind vom Rechengitter erfahrungsgemäß mit mindestens drei Stützstellen

aufzulösen [42]. Die minimale aufgelöste Längenskala lT,min der akustischen Quellen folgt

daher als Funktion der konstanten Gitterweite ∆xPatch im Quellgebiet zu

lT,min = 3∆xPatch. (5.5)

5.1.3 Ergebnisse

Zunächst werden die Ergebnisse der reagierenden Strömungssimulationen der DLR-A-

und DLR-B-Flammen mit den Messdaten verglichen. Es folgt eine Validierung der Ver-

brennungslärmsimulationen anhand der experimentellen Daten. Anschließend werden ver-

schiedene Modellierungsansätze und Modellparameterstudien des RPM-CN-Ansatzes vor-

gestellt und diskutiert. Der Einfluss von Refraktionseffekten und der Einfluss des Isentro-

penexponenten auf die Berechnung der Akustikausbreitung wird numerisch untersucht.

Abschließend wird der Rechenaufwand der RPM-CN-Simulationen dargestellt.

Strömungsfeld

In Abb. 5.4 sind berechnete Verteilungen der Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs

und der Temperatur der DLR-A-Flamme dargestellt. Berechnete axiale Profile bei y/D = 0

und radiale Profile in verschiedenen Ebenen der Axialgeschwindigkeit, des Mischungs-

bruchs, der Temperatur und der Standardabweichung der Temperatur der DLR-A-Flamme

sind in Abb. 5.5 und 5.6 Messwerten gegenübergestellt. In Abb. 5.7 und 5.8 sind die berech-

neten axialen Profile bei y/D = 0 und berechnete radiale Profile der Axialgeschwindigkeit,

des Mischungsbruchs, der Temperatur und der Standardabweichung der Temperatur ge-

gen Messwerte der DLR-B-Flamme aufgetragen. Für die Axialgeschwindigkeit der DLR-

B-Flamme liegen keine Messdaten vor. Der Mischungsbruch wurde nach der Definition

von Bilger [11] berechnet und der Referenzdurchmesser entspricht dem Düsenaustritts-

durchmesser des Brennstoffrohrs D = 0, 008 m.

Die berechneten axialen und radialen Profile der DLR-A- und DLR-B-Flammen weisen

eine gute Übereinstimmung mit den Messdaten auf. Die berechneten Axialgeschwindig-
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keitsprofile bei y/D = 0 in Abb. 5.5a zeigen insbesondere für x/D < 20 und x/D > 60

eine sehr gute Übereinstimmung mit den Messdaten. Im Bereich 20 < x/D < 60 treten

gewisse Abweichungen im Vergleich zu den experimentell bestimmten Axialgeschwindig-

keitsprofilen auf. Diese Abweichungen sind auch in den radialen Profilen in Abb. 5.6a

erkennbar. Für x/D > 20 ist die berechnete Axialgeschwindigkeit auf der Achse geringer

als bei den Messdaten und der Strahl etwas breiter. Die berechneten axialen und radialen

Profile des Mischungsbruchs (siehe Abb. 5.5b, 5.6b, 5.7b und 5.8b) und der Temperatur

(siehe Abb. 5.5c, 5.6c, 5.7c und 5.8c) sind in guter Übereinstimmung mit den experimen-

tellen Daten, zeigen jedoch ebenfalls im Bereich 20 < x/D < 60 gewisse Abweichungen.

Die Transportgleichung für die Temperaturvarianz liefert in Kombination mit der RANS-

Simulation eine zufriedenstellende Übereinstimmung der axialen und radialen Profile der

Standardabweichung der Temperatur mit den Messdaten (siehe Abb. 5.5d, 5.6d, 5.7d und

5.8d). Die Amplituden der Profile werden durch die Simulation gut abgebildet, jedoch

zeigt sich in der Form eine im Vergleich mit den Messdaten breitere Flamme.

Detaillierte numerische Untersuchungen haben gezeigt, dass die Abweichungen des be-

rechneten Strömungsfelds nicht von den Randbedingungen oder der Verbrennungsmo-

dellierung abhängig sind. Weiterhin ergaben Simulationen mit einem stark verfeinerten

Rechengitter von 2 100 000 Gitterknoten keine erwähnenswerte Verbesserung der Simu-

lationsergebnisse im Vergleich mit den Messdaten. Es wurden unterschiedliche RANS-

Turbulenzmodelle getestet und das Baseline Reynolds Stress Model (BSL-RSM) lieferte

in diesem Fall die beste Übereinstimmung mit den Messdaten. Es wurde schon in anderen

Untersuchungen beobachtet, dass Standard-RANS-Turbulenzmodelle nicht optimal dafür

geeignet sind, die Mischungsprozesse eines Freistrahls akkurat zu berechnen [105]. Zum

einen werden instationäre Phänomene nicht berücksichtigt und zum anderen wird die Tur-

bulenz vereinfacht modelliert, wodurch die turbulenten Mischungsprozesse nicht adäquat

wiedergegeben werden. Jedoch konnten mit modifizierten Zweigleichungsturbulenzmodel-

len, die in jüngerer Vergangenheit entwickelt wurden, gute Simulationsergebnisse für runde

Freistrahlen erzielt werden [53]. Abweichungen des Mischungsbruchs und der Temperatur

von den Messdaten sind auch in dem nicht exakt berechneten Geschwindigkeitsfeld be-

gründet. Die Abweichungen des Profils der Standardabweichung der Temperatur von den

experimentellen Daten sind in der vereinfachten Turbulenz- und Verbrennungsmodellie-

rung verursacht, da die Temperaturvarianztransportgleichung, Gl. (4.60), eine Funktion

der turbulenten kinetischen Energie, der turbulenten Dissipationsrate und der Temperatur

ist. Dennoch liefert der verwendete Simulationsansatz eine zufriedenstellende Übereinstim-

mung mit den Messdaten bei einem sehr geringen Rechenaufwand. Die Ergebnisse sind

insbesondere für die Verbrennungslärmsimulationen mit RPM-CN geeignet, da die we-

sentlichen akustischen Quellen (siehe Abb. 5.3a) im Bereich der guten Übereinstimmung

der Simulationen mit den Messdaten bei x/D < 10 lokalisiert sind.
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a) Axialgeschwindigkeit b) Mischungsbruch c) Temperatur

Abbildung 5.4: Verteilung der Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs und der Tem-
peratur der DLR-A-Flamme

Validierung

Im folgenden Abschnitt wird die Validierung des RPM-CN-Ansatzes anhand von Verglei-

chen der rekonstruierten Verbrennungslärmquellen mit den Modelldefinitionen der RPM-

Methode, von berechneten mit experimentell bestimmten Schalldruckpegelspektren und

mit einem von Tam et al. [124] vorgeschlagenen Ähnlichkeitsspektrum durchgeführt.

Quellrekonstruktion Zunächst werden numerische Untersuchungen vorgestellt, in denen

die Genauigkeit der stochastischen Quellmodellierung bei der Berechnung der vorgegebe-

nen Zwei-Punkt-Korrelationen und der Rekonstruktion der Quellvarianz analysiert wird.

Abb. 5.9 zeigt eine statistische Auswertung des mit der RPM-Methode generierten

fluktuierenden Quellterms. Dieser wurde in einem generischen Testfall für eine konstante

Konvektionsgeschwindigkeit (uc = 13, 8 m/s), eine konstante Längen- (lT = 0, 0005 m)

und eine konstante Zeitskala (τT = 1, 45 ·10−3 s) berechnet. Die aufgetragene Zwei-Punkt-

Korrelation R12 zwischen zwei Stützstellen i für die jeweilige Zeitverschiebung τ wurde

aus den instationären Zeitreihen des Quellterms Qi(xi, t) durch die Integration über das

Zeitintervall ∆T ausgewertet:

R12(τ) = Q1(x1, t)Q2(x2, t+ τ) =
1

∆T

∫ T0+∆T

T0

Q1(x1, t)Q2(x2, t+ τ)dt. (5.6)
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Abbildung 5.5: Profile der Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs, der Temperatur
und der Standardabweichung der Temperatur bei y/D = 0 der DLR-A-
Flamme
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Abbildung 5.6: Radiale Profile der Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs, der Tem-
peratur und der Standardabweichung der Temperatur der DLR-A-Flamme
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Abbildung 5.8: Radiale Profile der Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs, der Tem-
peratur und der Standardabweichung der Temperatur der DLR-B-Flamme
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Alle 14 verwendeten Stützstellen sind äquidistant entlang der x-Achse mit einem kon-

stanten Abstand (∆x = 0, 001m) verteilt. Beginnend mit der am weitesten links liegenden

Zwei-Punkt-Korrelationskurve bezieht sich die Folge von Korrelationskurven auf die Zwei-

Punkt-Korrelationen zwischen den Punktkombinationen 1-2 und 1-14.

Abb. 5.9 zeigt, dass die vorgegebene räumliche und zeitliche Korrelation sehr gut durch

die RPM-Methode rekonstruiert wird. Das heißt, für eine bestimmte Kombination von

zwei Stützstellen haben die jeweiligen generierten Zwei-Punkt-Korrelationen die vorgege-

bene Gauß-Form. Darüber hinaus nimmt die maximale Korrelation ab, je weiter stromab

die zweite Stützstelle gewählt wird. Die Einhüllende aller Kurven hat einen exponentiel-

len Abfall. Es kann im Vergleich zur analytischen Einhüllenden exp (− |τ | /τT ) nur eine

sehr geringe Abweichung festgestellt werden. Die horizontale Position des Maximums der

Zwei-Punkt-Korrelationen ist sukzessive zu einer größeren Zeitverschiebung τ für die Zwei-

Punkt-Korrelationen mit weiter stromab liegender zweiter Stützstelle verschoben. Der

konstante Zeitabstand von ∆τ = 7, 25 · 10−5 s zwischen den Maxima spiegelt die Vorgabe

einer konstanten Konvektionsgeschwindigkeit wieder. Basierend auf der konstanten Zeit-

verschiebung ∆τ = 7, 25 · 10−5 s zwischen den Maxima und dem identischen Abstand zwi-

schen je zwei Stützstellen ∆x = 0, 001 m kann die definierte Konvektionsgeschwindigkeit

in x-Richtung uc = 13, 8 m/s exakt realisiert werden.

Eine weitere wichtige Eigenschaft des stochastischen Modells ist die akkurate Rekon-

struktion der Quellvarianzverteilung R̂, Gl. (4.56). Um diese Eigenschaft der RPM-Metho-

de darzustellen, zeigt Abb. 5.10 die vorgegebene Verteilung der Quellvarianz aus RANS,

eine Momentaufnahme der Quellverteilung von RPM und die zeitgemittelte Quellvari-

anzverteilung des RPM-Modells. Die durch RPM realisierte Quellvarianzverteilung wurde

durch eine Mittelung von 100 000 Momentaufnahmen der Quellverteilung erzeugt. Die

aus der RPM-Methode resultierende Quellvarianzverteilung zeigt eine sehr gute Überein-

stimmung mit der RANS-Vorgabe sowohl bezüglich der Struktur als auch bezüglich der

absoluten Amplituden.

Parameteroptimierung Alle im Folgenden diskutierten Schalldruckpegelspektren wur-

den durch eine Fast Fourier Transformation (FFT) der berechneten Schalldruckreihen

generiert. Die Schalldruckreihen mit einer Gesamtzeit von 0, 2 s wurden mit einer Mitte-

lungsprozedur in Intervalle unterteilt und deren geglättete spektrale Verteilung berechnet.

Entsprechend dem Nyquist-Shannon-Theorem liefert die Auswertung eine Auflösung bis

zu einer minimalen Frequenz von 100Hz. Das Schalldruckpegelspektrum wurde mit einem

Schmalbandspektrum von 25 Hz analog zu den Messdaten [114] berechnet.

Die Rechenläufe in der vorliegenden Arbeit wurden für zweidimensional-ebene Verhält-

nisse durchgeführt, da die akustische Quellmodellierung mit der RPM-Methode bislang

auf zweidimensional-ebene Verhältnisse beschränkt ist. Bei zweidimensional-ebenen Akus-

tiksimulationen wird die Schallabstrahlung in der dritten Raumrichtung vernachlässigt.
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Abbildung 5.9: Analytische Einhüllende, analytische Korrelation und Zwei-Punkt-
Korrelationen der rekonstruierten Quellen
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Abbildung 5.10: Verteilung der Quellvarianz aus RANS, Momentaufnahme der RPM-
Quellverteilung und Quellvarianzverteilung der stochastisch rekonstru-
ierten Quellen der DLR-A-Flamme
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Insbesondere wird eine radiale Abnahme der Schalldruckamplitude proportional 1/
√
r

anstelle von 1/r realisiert [31]. Weiterhin werden durch die ebene Behandlung der Akusti-

kausbreitung Brechungseffekte an den steilen Geschwindigkeits- und Dichtegradienten des

Strömungsfelds nicht akkurat berücksichtigt. Aus diesem Grund sind im Folgenden zur

Validierung der Quellmodellierung die berechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-A-

und DLR-B-Flammen an der Mikrofonposition #1 (siehe Abb. 5.1) aufgetragen. Die an

dieser Position detektierten Schallwellen sind von relativ geringen akustischen Brechungs-

effekten beeinflusst, da sich akustische Wellen auf dem Weg zur Mikrofonposition #1

näherungsweise senkrecht über die Grundströmungsgradienten (siehe Abb. 5.4) ausbrei-

ten. Der Einfluss von Brechungseffekten wird in Abschnitt 5.1.3 detaillierter numerisch

untersucht.

Aufgrund bisher nicht vorhandener Daten bezüglich der typischen Form der Korrela-

tionsfunktion des hier verwendeten Verbrennungslärmquellterms qp, Gl. (4.55), sind die

Parameter cT l und cTτ zur Berechnung der Längen- und Zeitskala lT und τT , Gl. (4.58) und

(4.59), und auch der die Amplitude Â, Gl. (4.57), erfassende Parameter cq zu bestimmen.

Im ersten Schritt wurden die Konstanten entsprechend der RPM-Realisierung [21, 39, 91]

von Tam & Auriault’s Strahllärmmodell [121] gewählt. Die in Abb. 5.11 dargestellten

Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen wurden daher mit den Pa-

rametern cT l = cl = 0, 273 und cTτ = cτ = 0, 233 berechnet. Da die zweidimensional-

ebene Quelltermmodellierung noch nicht bezüglich der Amplitude angepasst ist, werden

die Schalldruckpegelspektren nicht absolut mit den Messdaten [114] verglichen. Für einen

Vergleich mit den Messdaten sind die berechneten Schalldruckpegelspektren mit einer

A-Gewichtung (dBA) aufgetragen. Der A-Gewichtungsfilter ist eine frequenzabhängige

Korrektur des Schalldruckpegels, durch die das physiologische Hörvermögen des mensch-

lichen Ohrs abgebildet werden soll [34]. Die Form wie auch die relative Amplitudenver-

schiebung der berechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen

in Abb. 5.11 zeigen im Vergleich mit den Messdaten größere Abweichungen. Dies ist nicht

verwunderlich, da nicht zu erwarten ist, dass die Längen- und Zeitskalen der Tempera-

turfluktuationen, lT und τT , identisch zu denen der akustischen Quellfluktuationen ei-

nes kalten Strahls, ls und τs, sind. Daher waren die Parameter cT l, cTτ und cq für die

zweidimensional-ebene Verbrennungslärmsimulation mit RPM-CN zu optimieren.

In Abb. 5.12 und 5.13 sind Variationen der Parameter cT l und cTτ aufgetragen, die

den Einfluss der Konstanten auf die berechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-A-

und DLR-B-Flammen darstellen. Der Parameter cq bewirkt entsprechend Gl. (4.57) eine

reine Amplitudenverschiebung der Schalldruckpegelspektren. Daher wird auf eine Dar-

stellung der berechneten Schalldruckpegelspektren mit verschiedenen cq verzichtet. Die

Schalldruckpegelspektren sind ohne A-Gewichtung ausgewertet, um den Einfluss der Fil-

terfunktion auszuschließen.
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Abbildung 5.11: Gemessene und berechnete A-gewichtete Schalldruckpegelspektren der
DLR-A- und DLR-B-Flammen mit cT l = 0, 273 und cTτ = 0, 233

Die berechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen zeigen

ähnliche Abhängigkeiten von den Parametern cT l und cTτ . Bei verändertem cT l ist in

Abb. 5.12 für f > 1000 Hz eine geringe Amplitudenverschiebung bei unverändertem spek-

tralem Verlauf festzustellen. Lediglich im niedrigen Frequenzbereich ist eine geringe Verän-

derung der spektralen Form erkennbar. Die Abhängigkeit der Schalldruckpegelamplituden

von cT l folgt zum einen direkt aus der Amplitudenfunktion Â, Gl. (4.57), die eine Funktion

von 1/lT ist. Zum anderen beeinflusst der die Längenskala der Temperaturfluktuationen

lT skalierende Parameter cT l das Volumen der Quellfluktuationen und damit implizit die

Schalldruckpegelamplituden. Die beiden Effekte wirken entgegengesetzt. Eine Erhöhung

von cT l bedingt eine Absenkung der Amplitude aufgrund der geringeren Amplitudenfunk-

tion. Das größere Korrelationsvolumen hingegen generiert Fluktuationen der Quelle mit

höherer Schallintensität und bedingt somit einen Anstieg der Amplitude. Abb. 5.12 zeigt,

dass der letztgenannte Effekt über den Einfluss durch die Amplitudenfunktion im darge-

stellten Bereich dominiert. Der zeitliche Zerfall und somit der spektrale Verlauf ist keine

Funktion von cT l.

Die Variation von cTτ in Abb. 5.13 bedingt eine Veränderung der Form wie auch der

Amplitude der berechneten Schalldruckpegelspektren. Mit steigendem cTτ fallen die Am-

plituden und die Form der Spektren zeigt einen stärkeren Abfall hin zu höheren Frequen-

zen. Die Amplitudenverschiebung in Abhängigkeit von cTτ ist mit der Amplitudenfunktion

Â, Gl. (4.57), die eine Funktion von 1/τT ist, zu erklären. Die spektrale Form wird durch

den zeitlichen Zerfall entsprechend Gl. (4.49) und somit ebenfalls durch den Parameter

cTτ , der die Zeitskala τT skaliert, beeinflusst. Eine Erhöhung von cTτ bedingt einen lang-

sameren zeitlichen exponentiellen Zerfall der fluktuierenden Quellen und führt zu einem
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Abbildung 5.12: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
für verschiedene cT l bei konstantem cTτ = 0, 233
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Abbildung 5.13: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
und verschiedene cTτ bei konstantem cT l = 0, 273

steileren Abfall der berechneten Schalldruckpegelspektren hin zu höheren Frequenzen.

Um einen optimierten Parametersatz für die Verbrennungslärmmodellierung der DLR-A-

und DLR-B-Flammen mit dem zweidimensional-ebenen RPM-CN-Ansatz zu ermitteln,

wurde eine Parameteroptimierung nach der Methode der kleinsten Fehlerquadrate vor-

genommen. Hierfür wurde eine Vielzahl von Simulationsrechenläufen durchgeführt. Jede

Berechnung wurde mit einem unterschiedlichen Parametersatz gerechnet. Um die beste

Übereinstimmung zwischen den berechneten Schalldruckpegelspektren und den Messdaten

zu erhalten, wurde eine lineare Korrelation zwischen den Parametern und dem resultieren-
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den Schalldruckpegelspektrum angenommen. Dies führt zu einer kleinsten Fehlerquadra-

teformulierung, die für jeden Parameter gelöst werden kann. Die Parameteroptimierung

wurde mit Hilfe der Software MATLAB durchgeführt.

Wie Abb. 5.12 zeigt, ist der Einfluss von cT l auf die berechnete spektrale Form und

die relative Amplitudenverschiebung zwischen den berechneten Schalldruckpegelspektren

sowohl für die DLR-A- als auch die DLR-B-Flamme gering. Daher wird für den optimier-

ten Modellparametersatz entsprechend dem Strahllärmmodell von Tam & Auriault [121]

cT l = 0, 273 verwendet. Weiterhin folgt aus der Parameteroptimierung mit MATLAB die

beste Übereinstimmung mit den Messdaten für cTτ = 1, 89 und für cq = 251, 19. Die

Quelltermmodellierung zeigt bezüglich der zweiten und höheren Dezimalstellen von cTτ

jedoch nur eine geringe Sensitivität. Aus diesem Grund wird im Folgenden aus den schon

vorhandenen Berechnungsergebnissen (siehe Abb. 5.13) cTτ = 1, 864 gewählt.

Die mit den optimierten Parametern cT l = 0, 273, cTτ = 1, 864 und cq = 251, 19 berech-

neten und die gemessenen Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen

an der Mikrofonposition #1 sind A-gewichtet in Abb. 5.14 aufgetragen. Die berechneten

Schalldruckpegelspektren sind sowohl für die DLR-A- als auch für die DLR-B-Flamme

in sehr guter Übereinstimmung mit den experimentell ermittelten Daten über den ge-

samten Frequenzbereich. Die Form wie auch die absoluten Amplituden der berechne-

ten Schalldruckpegelspektren zeigen nur sehr geringe Abweichungen von den experimen-

tell erhobenen Daten. Die gute Übereinstimmung der Simulationen beider Flammen mit

den experimentellen Daten weist auf die Unabhängigkeit des RPM-CN-Ansatzes von der

Reynolds-Zahl hin.
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Abbildung 5.14: Gemessene und berechnete A-gewichtete Schalldruckpegelspektren der
DLR-A- und DLR-B-Flammen mit den optimierten Parametern
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In Abb. 5.15, 5.16, 5.17 und 5.18 sind die mit den optimierten Parametern berechne-

ten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen den experimentell er-

mittelten Daten an den Mikrofonpositionen #1 bis #9 gegenübergestellt. Die Überein-

stimmung der Simulations- mit den Messdaten ist für die DLR-A- und DLR-B-Flammen

vergleichbar. An den radial versetzten Mikrofonpositionen #1 bis #5 (siehe Abb. 5.1) in

der Brennstoffaustrittsebene zeigen die berechneten Schalldruckpegelspektren sowohl für

die DLR-A- als auch für die DLR-B-Flamme eine sehr gute Übereinstimmung mit den

Messdaten. Die nicht exakt abgebildete radiale Abnahme der Amplitude entsprechend

1/
√
r durch die zweidimensional-ebene numerische Behandlung der Akustikausbreitung

anstelle von 1/r zeigt in diesem Fall keinen ausschlaggebenden Einfluss aufgrund der ge-

ringen radialen Ausbreitungsdistanz. An den stromab versetzten Mikrofonpositionen #6

bis #9 sind Abweichungen von den experimentellen Daten festzustellen. Die berechne-

ten Schalldruckpegelspektren sind im niedrigen Frequenzbereich unter- und im höheren

Frequenzbereich, speziell an den Mikrofonpositionen #7 und #8, überbestimmt. Die be-

rechnete spektrale Form weicht daher von den gemessenen Schalldruckpegelspektren ab.

Die Abweichung der berechneten von den gemessenen Schalldruckpegelspektren wird in

der zweidimensional-ebenen Behandlung der Akustikausbreitung und damit auch in der

vereinfachten Behandlung von Refraktionseffekten vermutet. Der Einfluss von Refrakti-

onseffekten auf die Berechnung der Akustikausbreitung wird in Abschnitt 5.1.3 detailliert

numerisch untersucht.

Ähnlichkeitsspektrum Tam et al. [124] analysierten umfassende experimentelle Mess-

daten, die zeigen, dass der abgestrahlte Verbrennungslärm von Flugzeughilfstriebwerken

(Auxiliary Power Units, APU) einem Ähnlichkeitsspektrum folgt. Die gefundene spektrale

Form ist identisch zum F-Noise-Spektrum, dem Ähnlichkeitsspektrum von Hochgeschwin-

digkeitsstrahlen, das durch große turbulente Strukturen generiert wird [123]. Darüber hin-

aus beobachteten Tam et al. [124], dass abgestrahlter Verbrennungslärm von einer offenen

turbulenten Flamme ebenfalls dem F-Noise-Ähnlichkeitsspektrum folgt.

In Abb. 5.19 sind das F-Noise-Spektrum und die mit den optimierten Parametern be-

rechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen aufgetragen. Das

Diagramm zeigt, dass die mit dem RPM-CN-Ansatz berechneten Verbrennungslärmspek-

tren ineinander fallen und in guter Übereinstimmung mit dem von Tam et al. [124] vorge-

schlagenen Ähnlichkeitsspektrum sind. Dies belegt zusätzlich die Allgemeingültigkeit der

optimierten Parameter zur Verbrennungslärmberechnung für Strahlflammen mit RPM-

CN.
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Abbildung 5.15: Gemessene und mit den optimierten Parametern berechnete A-gewichtete
Schalldruckpegelspektren der DLR-A-Flamme an den Mikrofonpositio-
nen #1 bis #5
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Abbildung 5.16: Gemessene und mit den optimierten Parametern berechnete A-gewichtete
Schalldruckpegelspektren der DLR-A-Flamme an den Mikrofonpositio-
nen #6 bis #9



115

0 2000 4000 6000 8000 10000
0

20

40

60

80
 Experiment
 Simulation

L A
 [d

B
A

]

f [Hz]

#1 (25D/0D)

0 2000 4000 6000 8000 10000
0

20

40

60

80
#2 (31D/0D)  Experiment

 Simulation

L A
 [d

B
A

]
f [Hz]

0 2000 4000 6000 8000 10000
0

20

40

60

80
#3 (37D/0D)  Experiment

 Simulation

L A
 [d

B
A

]

f [Hz]
0 2000 4000 6000 8000 10000

0

20

40

60

80
#4 (43D/0D)  Experiment

 Simulation

L A
 [d

B
A

]

f [Hz]

0 2000 4000 6000 8000 10000
0

20

40

60

80
#5 (50D/0D)  Experiment

 Simulation

L A
 [d

B
A

]

f [Hz]

Abbildung 5.17: Gemessene und mit den optimierten Parametern berechnete A-gewichtete
Schalldruckpegelspektren der DLR-B-Flamme an den Mikrofonpositio-
nen #1 bis #5
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Abbildung 5.18: Gemessene und mit den optimierten Parametern berechnete A-gewichtete
Schalldruckpegelspektren der DLR-B-Flamme an den Mikrofonpositio-
nen #6 bis #9
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Abbildung 5.19: F-Noise-Ähnlichkeitsspektrum und mit den optimierten Parametern be-
rechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen

Modellierungsansätze

Im folgenden Abschnitt werden verschiedene Modellierungsansätze von RPM-CN vorge-

stellt. Zunächst wird der Einfluss unterschiedlicher Zerfallsmechanismen auf die Verbren-

nungslärmsimulation diskutiert. Es folgt eine Analyse der Ortsabhängigkeit der Amplitu-

denfunktion.

Zerfallsmechanismen Die mit dem RPM-CN-Ansatz generierten Verbrennungslärm-

quellfluktuationen werden durch unterschiedliche Zerfallsmechanismen beeinflusst. Auf

die modellierten Korrelationen der akustischen Quellen können aufgrund der numerischen

Realisierung zeitliche Zerfalls- und/oder Scherprozesse einwirken. Der zeitliche Zerfall der

Quellfluktuationen entsprechend exp (− |τ | /τT ) in Gl. (4.5) ist eine Funktion der Zeitska-

la τT , Gl. (4.59). Durch einen hohen Wert von cTτ , der einen langsamen zeitlichen Zerfall

bedingt, kann der zeitliche Zerfall künstlich vernachlässigbar klein gehalten werden.

Das RPM-CN-Verbrennungslärmmodell basiert auf dem Strahllärmmodell von Tam &

Auriault [121]. In diesem wird die axiale Konvektionsgeschwindigkeit als Funktion der

Axialgeschwindigkeit auf der Mittellinie (uc = 0, 67 · ũy/D=0) approximiert. Die Konvek-

tionsgeschwindigkeitskomponenten in radialer und azimutaler Richtung werden vernach-

lässigt (vc = 0; wc = 0). Bei dieser Realisierung der Konvektionsgeschwindigkeit findet

aufgrund einer radial nicht veränderlichen Axialgeschwindigkeit keine Scherung statt.
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Die Konvektionsgeschwindigkeitskomponenten definieren zum einen die Konvektion der

Partikel entlang der Stromlinien und zum anderen die Lage der Stromlinien und so-

mit die Form und räumliche Diskretisierung des Quellgebiets. In Abb. 5.20 und 5.21

sind das Quellgebiet, dessen Diskretisierung und die axiale Konvektionsgeschwindigkeit

für verschiedene Umsetzungen der Konvektionsgeschwindigkeit der DLR-A- und DLR-B-

Flammen dargestellt. In Abb. 5.20a und 5.21a ist die axiale Konvektionsgeschwindigkeit

entsprechend des Strahllärmmodells von Tam & Auriault [121] als Funktion der Axialge-

schwindigkeit auf der Mittellinie definiert und die radiale Konvektionsgeschwindigkeit ist

vernachlässigt (uc = 0, 67 · ũy/D=0; vc = 0). Die Stromlinien verlaufen parallel und das

generierte Quellgebietsgitter hat eine äquidistante Diskretisierung. Eine radial veränder-

liche Axialgeschwindigkeit und eine vernachlässigte radiale Konvektionsgeschwindigkeit

(uc = ũ; vc = 0) führen ebenfalls zu parallelen Stromlinien und einem äquidistanten

Quellgebietsgitter (siehe Abb. 5.20b und 5.21b). Die Quellgebiete, die in Abb. 5.20c und

5.21c dargestellt sind, basieren auf einer veränderlichen Axial- und Radialgeschwindig-

keit (uc = ũ; vc = ṽ) und zeigen dagegen eine Einschnürung der Stromlinien. Die in

Abb. 5.20b, 5.21b, 5.20c und 5.21c dargestellten Quellgebiete verursachen aufgrund der

radial veränderlichen Axialgeschwindigkeit einen Zerfall der Fluktuationen aufgrund von

Scherung, da die Partikel entlang der Stromlinien mit unterschiedlicher Geschwindigkeit

konvektieren. Bei einer Quellmodellierung basierend auf einer radial nicht veränderlichen

Axialgeschwindigkeit (Abb. 5.20a und 5.21a) findet keine Scherung statt.

Im Folgenden wird der Einfluss der Zerfallsmechanismen auf die berechneten Schall-

druckpegelspektren analysiert. Hierzu wurden Simulationen mit verschiedenen Kombi-

nationen der Zerfallsmechanismen durchgeführt. In Tab. 5.2 sind die Eigenschaften der

Rechenläufe aufgetragen. In Abb. 5.22 sind Schalldruckpegelspektren, berechnet mit den

verschiedenen Zerfallsmechanismen, dargestellt. Es sind Schalldruckpegelspektren, die nur

mit zeitlichem Zerfall, nur mit Zerfall aufgrund von Scherung und mit deren Kombina-

tion berechnet wurden, aufgetragen. Die Auswirkungen der verschiedenen Zerfallsmecha-

nismen auf die berechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen

sind ähnlich, jedoch für die DLR-A-Flamme stärker. Der zeitliche Zerfall in Simulation #2

bewirkt im Vergleich zu Rechnung #1 einen Anstieg des Schalldruckpegelspektrums im

höheren Frequenzbereich (f > 4000 Hz) und damit einen schwächeren spektralen Abfall

hin zu höheren Frequenzen. Der Zerfall aufgrund von Scherung in Simulation #3 emittiert

Schall im niedrigen Frequenzbereich (f < 400 Hz). Die zusätzliche Berücksichtigung der

variablen Radialgeschwindigkeitskomponente in Simulation #4 resultiert in einem Schall-

druckpegelspektrum, das im Vergleich zum Rechenfall #3 im unteren Frequenzbereich

einen etwas breiteren Hügel zeigt. Die Kombination aus zeitlichem Zerfall und Zerfall auf-

grund von Scherung resultiert in einem Schalldruckpegelspektrum, das eine Einhüllende

der Schalldruckpegelspektren, berechnet mit den einzelnen Zerfallsmechanismen, darstellt.
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a) uc = 0, 67 · ũy/D=0; vc = 0 b) uc = ũ; vc = 0 c) uc = ũ; vc = ṽ

Abbildung 5.20: Quellgebiet, Diskretisierung und Axialgeschwindigkeit für verschiedene
Konvektionsgeschwindigkeitskomponenten der DLR-A-Flamme

a) uc = 0, 67 · ũy/D=0; vc = 0 b) uc = ũ; vc = 0 c) uc = ũ; vc = ṽ

Abbildung 5.21: Quellgebiet, Diskretisierung und Axialgeschwindigkeit für verschiedene
Konvektionsgeschwindigkeitskomponenten der DLR-B-Flamme
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Tabelle 5.2: Eigenschaften der Simulationen mit verschiedenen Zerfallsmechanismen

# cTτ [−] uc [m/s] vc [m/s] zeitlich Scherung

1 108 0, 67 · ũy/D=0 0 - -

2 1, 864 0, 67 · ũy/D=0 0 x -

3 108 ũ 0 - x

4 108 ũ ṽ - x

5 1, 864 ũ 0 x x
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Abbildung 5.22: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
mit verschiedenen Zerfallsmechanismen

Alle in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Verbren-

nungslärmsimulationen wurden mit der Konvektionsgeschwindigkeit entsprechend dem

Strahllärmmodell von Tam & Auriault [121] berechnet, wobei die axiale Konvektionsge-

schwindigkeit als Funktion der Axialgeschwindigkeit auf der Mittellinie definiert und die

radiale Konvektionsgeschwindigkeitskomponente vernachlässigt ist (uc = 0, 67·ũRANS,y/D=0;

vc = 0).

Ortsabhängigkeit der Amplitudenfunktion Es werden zwei unterschiedliche numeri-

sche Realisierungen der Amplitudenfunktion vorgestellt und deren Einfluss auf die Genau-

igkeit der Rekonstruktion der Quellvarianz und der berechneten Schalldruckpegelspektren

diskutiert.

Die Filteroperation der RPM-Methode, Gl. (4.6), ist eine Funktion der Amplitude Â,

Gl. (4.57). Diese ist durch statistische Turbulenzgrößen definiert und realisiert eine loka-

le Zielvarianz R̂ der fluktuierenden Größe Q. In der numerischen Realisierung wird die
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Amplitude Â aus dem Quellstärkekoeffizienten k, Gl. (5.1), berechnet. Wird der Quellstär-

kekoeffizient auf dem Quellgitter vorgegeben, ist die Amplitude Â(x′) auf den Gitterkno-

ten des Quellgebiets x′ definiert. Zur Realisierung einer höheren Genauigkeit gibt es die

Option, die statistischen Turbulenzgrößen statt auf dem Quellgitter auf dem CAA-Gitter

vorzugeben. Die Amplitude Â(x) ist dann auf den Gitterknoten des CAA-Rechengebiets x

definiert. Grundsätzlich kann die Amplitudenfunktion Â(x) in Gl. (4.6) vor das Integral

gezogen werden, wenn die statistischen Turbulenzgrößen auf dem CAA-Rechengitter de-

finiert sind. Die Filterung realisiert dann eine Varianz von 1, 0 und eine anschließende

Multiplikation mit Â(x) die exakte Quellvarianzvorgabe. Eine Filterung der Amplituden-

funktion Â(x′) im Integral in Gl. (4.6) wirkt wie ein räumlicher Tiefpass und führt zu

einer Glättung. Wenn die Diskretisierung des CAA-Rechengitters im Quellgebiet feiner

ist als die des Quellgitters, steht zusätzlich eine höhere Anzahl an räumlichen Stützstellen

zur Verfügung. Des Weiteren werden auch außerhalb des Quellgebiets statistische Tur-

bulenzgrößen zur Verfügung gestellt, welche zur räumlichen Filterung von Partikeln am

Rand des Quellgebiets benötigt werden.

In Abb. 5.23 sind Momentaufnahmen der Quellverteilung der DLR-A- und DLR-B-

Flammen dargestellt, wobei die Amplitudenfunktion auf dem Quellgitter Â(x′) bezie-

hungsweise auf dem CAA-Rechengitter Â(x) berechnet wurde. In den untersuchten Re-

chenfällen haben das CAA-Rechengitter im Quellgebiet und das Quellgitter dieselbe räum-

liche Auflösung von 250 Stützstellen in axialer und 40 Stützstellen in radialer Rich-

tung. Besonders im Bereich kleiner Längenskalen nahe des Brennstoffdüsenaustritts (siehe

Abb. 5.3b) ist erkennbar, dass mit Â(x) eine feinere Auflösung der Quellen realisiert wird.

Diese Aussage bestätigt Abb. 5.24, in welcher die rekonstruierte zeitgemittelte Quellvari-

anz mit Â(x) und Â(x′) der Zielvorgabe der Quellvarianz aus RANS der DLR-A-Flamme

gegenübergestellt ist. Die rekonstruierte Quellvarianz stromauf nahe des Brennstoffdüsen-

austritts und die radialen Gradienten der Quellvarianz werden mit Â(x′) breiter, was zu

einer weniger genauen Realisierung der RANS-Zielvorgabe führt. Dies ist in Abb. 5.25

besser erkennbar. Dort sind die radialen Profile der Zielverteilung der Quellvarianz aus

RANS und der berechneten Quellvarianz mit Â(x) und Â(x′) bei x/D = 1 der DLR-A-

Flamme dargestellt, die die genaue Realisierung der Quellvarianz durch Â(x) und eine

Glättung durch Â(x′) zeigt.

Der Einfluss der numerischen Realisierung der Amplitudenfunktion auf die berechne-

ten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen ist in Abbildung 5.26

dargestellt. Die Schalldruckpegelspektren, die mit Â(x′) berechnet wurden, sind im Ver-

gleich zu den Simulationen mit Â(x) um 4 dB (DLR-A) beziehungsweise 3 dB (DLR-B)

überbestimmt. Eine Analyse zeigte, dass die Flächenintegrale der RANS-Zielverteilung

der Quellvarianz und der Quellvarianzverteilung der stochastisch rekonstruierten Quellen

mit Â(x′) bei x/D = 1 (siehe Abb. 5.25) identisch sind. Es ist daher davon auszugehen,
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dass die erhöhte Schalldruckamplitude nicht durch die Glättung der Quellvarianz sondern

durch die räumliche Glättung der Längenskala lT verursacht ist, da eine lokale Erhöhung

des Korrelationsvolumens in räumlich größeren Quellfluktuationen und damit in einer

höheren Schallintensität resultiert.

Bei allen in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Ver-

brennungslärmsimulationen wurde daher zur Gewährleistung einer hohen numerischen Ge-

nauigkeit die Amplitude Â(x) aus statistischen Turbulenzgrößen auf dem CAA-Rechengit-

ter x berechnet.

Modellparameterstudien

Im Folgenden werden Unabhängigkeitsstudien bezüglich der Diskretisierung des CAA-

Rechengitters, der Zeitschrittweite der Akustiksimulation, der Diskretisierung des Quell-

gitters, der Partikelanzahl und des Langevin Subintervalls vorgestellt.

CAA-Rechengitter In Abb. 5.27 und 5.28 sind die Schalldruckpegelspektren an den Mi-

krofonpositionen #1 und #9 (siehe Abb. 5.1) der DLR-A- und DLR-B-Flammen, berech-

net mit unterschiedlichen CAA-Rechengittern, aufgetragen. Mit steigender Nummerierung

der Rechengitter (siehe Tab. 5.1) wird die Diskretisierung im Quellbereich feiner. Für alle

Rechnungen wurde die minimale Längenskala zu lT,min = 0, 006m und die Zeitschrittweite

zu ∆tCAA = 0, 5 · 10−6 s definiert. Die berechneten Schalldruckpegelspektren zeigen ab

dem Gitter #2 eine Unabhängigkeit hinsichtlich der Gitterdiskretisierung. Die berechne-

ten Schalldruckpegelspektren mit Gitter #1 werden sowohl für die DLR-A- als auch für

die DLR-B-Flamme im unteren Frequenzbereich (f < 4000 Hz für die DLR-A-Flamme,

f < 6000 Hz für die DLR-B-Flamme) überbestimmt. Die Gitterstudie an der Mikrofon-

position #1 in Abb. 5.27 weist die Unabhängigkeit hinsichtlich der Quellmodellierung

nach. Abb. 5.28 weist zusätzlich auf eine Unabhängigkeit der Schalldruckpegelspektren

an der Mikrofonposition #9 bezüglich der zweidimensional-ebenen Berechnung der Schal-

lausbreitung hin, da die detektierten Schallwellen an dieser Position von Refraktionseffek-

ten beeinflusst sind. Der Einfluss von Refraktionseffekten auf die Schallausbreitung der

DLR-A- und DLR-B-Flammen wird im Abschnitt 5.1.3 näher untersucht.

Alle in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Verbren-

nungslärmsimulationen wurden mit Gitter #3 berechnet.

Zeitschrittweite In Abb. 5.29 sind Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und

DLR-B-Flammen, berechnet mit unterschiedlicher Zeitschrittweite der Akustiksimulation,

dargestellt. Die Simulationsergebnisse zeigen, dass die Berechnung der Akustikausbreitung

im untersuchten Bereich unabhängig von der gewählten Zeitschrittweite ist.

Alle in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Verbren-

nungslärmsimulationen wurden mit einer Zeitschrittweite von ∆t = 10−6 s gerechnet.
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a) DLR-A, Â(x) b) DLR-A, Â(x′) c) DLR-B, Â(x) d) DLR-B, Â(x′)

Abbildung 5.23: Berechnete akustische Quellverteilung der DLR-A- und DLR-B-Flammen
mit Â(x) und Â(x′)

a) RANS b) Â(x) c) Â(x′)

Abbildung 5.24: Zielverteilung der Quellvarianz aus RANS, Quellvarianzverteilung der
stochastisch rekonstruierten Quellen mit Â(x) und Â(x′) der DLR-A-
Flamme
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Abbildung 5.25: Radiale Profile der Zielverteilung der Quellvarianz aus RANS und der
berechneten Quellvarianz für Â(x) und Â(x′) bei x/D = 1 der DLR-A-
Flamme
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Abbildung 5.26: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
mit Â(x) und Â(x′)
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Abbildung 5.27: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
an der Mikrofonposition #1 auf verschiedenen Rechengittern
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Abbildung 5.28: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
an der Mikrofonposition #9 auf verschiedenen Rechengittern
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Abbildung 5.29: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
für unterschiedliche Zeitschrittweiten der Akustiksimulation

Quellgitter In Abb. 5.30 und 5.31 sind Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-

B-Flammen, berechnet mit Â(x′) (siehe Abschnitt 5.1.3) und unterschiedlicher räumlicher

Diskretisierung des Quellgebiets in axialer (1000x40, 250x40, 100x40, 50x40 und 25x40)

beziehungsweise radialer Richtung (250x80, 250x40, 250x30, 250x20 und 250x10), darge-

stellt. Die Diskretisierung ist bei einer konstanten Quellgebietsgröße von x/D = 31 und

y/D = 5 in axialer wie auch in radialer Richtung jeweils äquidistant. Die Abb. 5.30 und

5.31 zeigen, dass die Verbrennungslärmsimulation mit Â(x′) ab einer räumlichen Diskreti-

sierung von 100 Stützstellen in axialer Richtung und 40 Stützstellen in radialer Richtung

unabhängig ist.

Berechnete Schalldruckpegelspektren mit Â(x) (siehe Abschnitt 5.1.3) und unterschied-

licher räumlicher Diskretisierung des Quellgebiets in axialer (1000x40, 250x40, 100x40,

50x40 und 25x40) beziehungsweise radialer Richtung (250x80, 250x40, 250x30, 250x20

und 250x10) sind in der Abb. 5.32 und 5.33 dargestellt. Mit Â(x) ist die Modellierung

für alle untersuchten Diskretisierungsintervalle sowohl von der Diskretisierung in axialer

als auch in radialer Richtung im untersuchten Bereich unabhängig, da die statistischen

Turbulenzgrößen auf dem unveränderten CAA-Rechengitter bereitgestellt werden. In de-

taillierten Voruntersuchungen konnte des Weiteren gezeigt werden, dass die Simulationen

unabhängig von der hier gewählten Größe des Quellgebiets sind.

Alle in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Verbren-

nungslärmsimulationen wurden mit einer Quellgebietsgröße von x/D = 31 und y/D = 5

und einer räumlichen Diskretisierung von 250x40 durchgeführt.
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Abbildung 5.30: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
mit Â(x′) und unterschiedlich diskretisierten Quellgebieten in axialer
Richtung
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Abbildung 5.31: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
mit Â(x′) und unterschiedlich diskretisierten Quellgebieten in radialer
Richtung
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Abbildung 5.32: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
mit Â(x) und unterschiedlich diskretisierten Quellgebieten in axialer
Richtung
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Abbildung 5.33: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
mit Â(x) und unterschiedlich diskretisierten Quellgebieten in radialer
Richtung



129

Partikelanzahl In Abb. 5.34 sind Schalldruckpegelspektren dargestellt, die mit unter-

schiedlicher Partikelanzahl pro Stromlinie berechnet wurden. Die Partikelanzahl pro par-

alleler Stromlinie ist dabei jeweils identisch. Die Berechnungen zeigen eine Unabhängig-

keit bezüglich der Schalldruckpegelspektren ab 300 Partikeln pro Stromlinie sowohl für

die DLR-A- als auch die DLR-B-Flamme.

Alle in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Verbren-

nungslärmsimulationen wurden mit 400 Partikeln pro Stromlinie durchgeführt.

0 2000 4000 6000 8000 10000
0

20

40

60

80

100
#1 (25D/0D)  n=400

 n=300
 n=200
 n=150

L p [d
B

]

f [Hz]
0 2000 4000 6000 8000 10000

0

20

40

60

80

100
#1 (25D/0D)  n=400

 n=300
 n=200
 n=150

L p [d
B

]

f [Hz]

a) DLR-A b) DLR-B

Abbildung 5.34: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
für eine unterschiedliche Partikelanzahl pro Stromlinie

Langevin Subintervall Das Langevin Subintervall definiert das Verhältnis der RPM-

Zeitschrittweite ∆tRPM zur Zeitschrittweite der CAA-Simulation ∆t und steuert die Takt-

rate, mit der Partikel in das Quellgebiet eingetragen werden. Für ∆tRPM/∆t = 1 werden

zu jedem Zeitschritt ∆t der Akustiksimulation Partikel in das Quellgebiet eingetragen.

Bei dieser numerischen Umsetzung kann jedoch die Partikelanzahl pro Stromlinie frei

vorgegeben werden (siehe Abschnitt 5.1.3). Eine Erhöhung von ∆tRPM/∆t > 1 bedeutet

grundsätzlich eine Verringerung des Rechenaufwands. Jedoch kann dann die Partikelzahl

nicht mehr frei gewählt werden, sondern folgt bei der numerischen Realisierung immer als

Funktion der lokalen Konvektionsgeschwindigkeit. In Tab. 5.3 ist die Anzahl an Partikeln

pro Stromlinie n und die Gesamtrechenzeit tges als Funktion des Langevin Subintervalls

für die DLR-A- und DLR-B-Flammen aufgetragen. Mit steigendem Wert des Langevin

Subintervalls nimmt die Partikelanzahl und somit die Gesamtrechenzeit ab. Da die Kon-

vektionsgeschwindigkeit in axialer Richtung radial konstant ist (uc = 0, 67 · ũRANS,y/D=0,

siehe Abschnitt 5.1.3), ist die Partikelanzahl pro paralleler Stromlinie jeweils identisch. Die

Partikelanzahl pro Stromlinie ist bei der DLR-B-Flamme geringer im Vergleich zur DLR-

A-Flamme, da lokal eine höhere axiale Konvektionsgeschwindigkeit vorliegt. In Abb. 5.35
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sind berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen für unter-

schiedliche Langevin Subintervalle dargestellt. Im untersuchten Bereich sind die berechne-

ten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen bis zum Langevin Sub-

intervall von ∆tRPM/∆t = 30 beziehungsweise ∆tRPM/∆t = 10 unabhängig. Für höhere

Werte von ∆tRPM/∆t weichen die berechneten Schalldruckpegelspektren voneinander ab.

Alle in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Verbren-

nungslärmsimulationen wurden daher mit einem Langevin Subintervall von∆tRPM/∆t = 1

und einer konstanten Partikelanzahl von 400 pro Stromlinie (siehe Abschnitt 5.1.3) be-

rechnet.

Tabelle 5.3: Partikelanzahl pro Stromlinie und Gesamtrechenzeit als Funktion des Lange-
vin Subintervalls der DLR-A- und DLR-B-Flammen

DLR-A DLR-B

∆tRPM/∆t [-] n [-] tges [CPUh] n [-] tges [CPUh]

1 11347 3345 7699 1645

10 1136 57 771 47

20 569 45 386 30

30 380 28 258 24

40 285 28 194 19

50 228 19 155 18
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Abbildung 5.35: Berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen
für unterschiedliche Langevin Subintervalle
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Numerische Untersuchungen

Im folgenden Abschnitt wird der Einfluss von Refraktionen, das heißt der Brechung akus-

tischer Wellen an den Geschwindigkeits- und Dichtegradienten der Strömung, auf die Aus-

breitung des Verbrennungslärms numerisch untersucht. Im Anschluss wird die Wirkung

des Isentropenexponenten auf die numerische Berechnung von akustischen Refraktionen

betrachtet.

Refraktion Akustische Wellen werden in Strahlströmungen an Geschwindigkeits- und

Dichtegradienten gebrochen. In kalten Strahlströmungen im hohen Mach-Zahl-Bereich

entstehen Refraktionen durch hohe Geschwindigkeitsgradienten. Dagegen dominieren in

heißen und reagierenden Strahlströmungen im niedrigen Mach-Zahl-Bereich die Refrak-

tionen an steilen Dichte- beziehungsweise Schallgeschwindigkeitsgradienten. Refraktions-

effekte sind frequenzabhängig [23] und verursachen in kalten, in heißen sowie in reagie-

renden Strahlströmungen den sogenannten Cone of Silence, einen Bereich mit reduzier-

ter Schalleinstrahlung, der bereits für einige Testfälle experimentell [55, 110] und nume-

risch [26, 63, 23] nachgewiesen wurde.

Bei der Akustiksimulation auf der mit RANS berechneten lokal veränderlichen Grund-

strömung treten Refraktionen an den steilen Geschwindigkeits- und Dichtegradienten auf

(siehe Abb. 5.4). Zur numerischen Untersuchung des Einflusses von Refraktionen auf den

abgestrahlten Schall der DLR-A- und DLR-B-Flammen wurde der Verbrennungslärm mit

RPM-CN auf einer homogenen Grundströmung berechnet. Bei der Simulation der Akus-

tikausbreitung auf einer homogenen Grundströmung findet keine Brechung von akusti-

schen Wellen statt, da keine Geschwindigkeits- und Dichtegradienten im Strömungsfeld

vorliegen. In Abb. 5.36 ist eine auf der RANS-Grundströmung berechnete Momentauf-

nahme der Schalldruckverteilung einer auf einer homogenen Grundströmung berechneten

Momentaufnahme der Schalldruckverteilung der DLR-A-Flamme gegenübergestellt. Die

Schalldruckverteilung in Abb. 5.36a, die auf einem inhomogenen Geschwindigkeits- und

Dichtefeld berechnet wurde, zeigt den Schallschatten. Dagegen hat die Schalldruckvertei-

lung in Abb. 5.36b eine omnidirektionale Charakteristik, welche auf die monopolartigen

Verbrennungslärmquellen zurückzuführen ist.

Die gemessenen und berechneten A-gewichteten Schalldruckpegelspektren auf der ho-

mogenen Grundströmung sind in Abb. 5.37 und 5.38 den Simulationen auf einer mit RANS

berechneten Grundströmung an den Mikrofonpositionen #1 bis #9 der DLR-A-Flamme

gegenübergestellt. Die berechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-B-Flamme zeigen

vergleichbare Abhängigkeiten und sind deshalb nicht dargestellt. Der Einfluss von Re-

fraktionen auf die Schalldruckpegelspektren an den Mikrofonpositionen #1 bis #5 für

f < 6000 Hz ist vernachlässigbar. Oberhalb von 6000 Hz liegen die mit der RANS-

Grundströmung berechneten Schalldruckpegelspektren allerdings um circa 2dB niedriger.
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a) RANS-Grundströmung

b) Homogene Grundströmung

Abbildung 5.36: Berechnete Momentaufnahme der Druckverteilung der DLR-A-
Flamme auf einer RANS-Grundströmung und auf einer homogenen
Grundströmung
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Mit steigendem axialem Abstand der Mikrofonpositionen von der Brennstoffdüsenaustritts-

ebene nimmt der Einfluss von Refraktionseffekten auf das berechnete Schalldruckpegel-

spektrum zu. An der Mikrofonposition #9 weichen die berechneten spektralen Verläufe

für Frequenzen oberhalb 2000 Hz deutlich voneinander ab.

Die Übereinstimmung mit den Messdaten an den weiter stromab liegenden Mikrofonpo-

sitionen ist durch die Berücksichtigung von Refraktionen verbessert und zeigt die Notwen-

digkeit der korrekten Abbildung der Brechung akustischer Wellen bei Verbrennungslärmsi-

mulationen. Die in dieser Arbeit diskutierten Verbrennungslärmsimulationen basieren auf

einer zweidimensional-ebenen Quellrekonstruktion und daher auf einer zweidimensional-

ebenen Behandlung der Akustikausbreitung. Dabei werden dreidimensionale Refraktions-

effekte nicht berücksichtigt. Von einer dreidimensionalen Akustiksimulation wäre daher

eine exaktere Abbildung der Ausbreitung des Verbrennungslärms zu erwarten.

Zur Auswertung der Richtcharakteristik des abgestrahlten Verbrennungslärms wurden

Druckmonitorpunkte einheitlich auf einem Kreis mit einem Radius von r/D = 50 um

den Mittelpunkt (x/D; y/D) = (0; 0) verteilt (siehe Abb.5.2). In Abb. 5.39 sind Polar-

diagramme der Richtcharakteristik für unterschiedliche Frequenzen des abgestrahlten Ver-

brennungslärms der DLR-A-Flamme dargestellt, berechnet mit der RANS-Gundströmung

und der homogenen Grundströmung. Die Θ = 90◦ Achse entspricht der Flammenachse

bei y/D = 0. Die berechnete Richtcharakteristik der abgestrahlten Akustik auf der ho-

mogenen Grundströmung in Abb. 5.39b zeigt im niedrigen Frequenzbereich (f = 500 Hz,

f = 1000 Hz und f = 2000 Hz) ein näherungsweise omnidirektionales Abstrahlverhal-

ten. Im höheren Frequenzbereich (f = 5000 Hz und f = 10 000 Hz) ist eine multipo-

lare Abstrahlung des Verbrennungslärms, emittiert durch die mit RPM-CN generierten

Quellen, erkennbar. Aufgrund der Annahme, dass die Abstrahlung der Akustik ohne Be-

rücksichtigung der Grundströmungsgradienten nicht durch Refraktionen beeinflusst ist,

kann rückgeschlossen werden, dass die von RPM-CN generierten Verbrennungslärmquellen

im niederfrequenten Bereich monopolartigen und im höheren Frequenzbereich multipol-

artigen Charakter aufweisen. Die Berücksichtigung von Refraktionen bei der Berechnung

der Akustikausbreitung mit der RANS-Grundströmung verursacht den auch in Abb. 5.39a

erkennbaren Schallschatten. Des Weiteren zeigen die Polardiagramme, dass die Refrakti-

onseffekte frequenzabhängig sind. Die Abstrahlung im hohen Frequenzbereich ist stärker

von Refraktionen geprägt als im niedrigen Frequenzbereich. Diese Erkenntnis deckt sich

mit den Ergebnissen einer numerischen Untersuchung von Refraktionen anhand eines ge-

nerischen Testfalls von Bui et al. [23]. Verbrennungslärmquellen von offenen turbulenten

Flammen wurden in frühen experimentellen Untersuchungen [18, 115] als eine Verteilung

von Monopolquellen in der Flammenzone charakterisiert. Allerdings wurde ein schwach

nicht isotroper Anteil des abgestrahlten Verbrennungslärms festgestellt. Bui et al. [23]

zeigten anhand numerischer Untersuchungen eines generischen Testfalls, dass dieser Ef-
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Abbildung 5.37: Gemessene und berechnete A-gewichtete Schalldruckpegelspektren der
DLR-A-Flamme auf einer RANS-Grundströmung und einer homogenen
Grundströmung an den Mikrofonpositionen #1 bis #5
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Abbildung 5.38: Gemessene und berechnete A-gewichtete Schalldruckpegelspektren der
DLR-A-Flamme auf einer RANS-Grundströmung und einer homogenen
Grundströmung an den Mikrofonpositionen #6 bis #9
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fekt zumindest teilweise auf Refraktionen zurückzuführen ist.

Bei allen in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Ver-

brennungslärmsimulationen wurden Refraktionen berücksichtigt, indem die Ausbreitung

des Verbrennungslärms auf einer mit RANS berechneten Grundströmung simuliert wurde.

Abweichungen hiervon werden ausdrücklich genannt.

Isentropenexponent Bei der Akustiksimulation mit PIANO wird in den Termen 4

und 5 der Druckgleichung der LEE, Gl. (4.54), ein konstanter Isentropenexponent an-

genommen. Bei reagierenden Strömungen ist diese Annahme nur bedingt gerechtfertigt.

Eine Verteilung des mit RANS berechneten Isentropenexponenten der DLR-A-Flamme

ist in Abb. 5.40 dargestellt. Der Isentropenexponent variiert zwischen γmin = 1, 25 und

γmax = 1, 4. Im Folgenden wird der Einfluss eines lokal veränderlichen Isentropenex-

ponenten (γ = γ) im Vergleich zu einem konstanten Isentropenexponenten (γ = 1, 4)

auf die berechneten Schalldruckpegelspektren mit RPM-CN untersucht. Das Ergebnis ist

in Abb. 5.41 und 5.42 dargestellt. Dort sind A-gewichtete Schalldruckpegelspektren der

DLR-A-Flamme, berechnet mit konstantem (γ = 1, 4) und lokal veränderlichem Isentro-

penexponenten (γ = γ), an den Mikrofonpositionen #1 bis #9 den Messdaten gegenüber-

gestellt. Die berechneten Schalldruckpegelspektren der DLR-B-Flamme zeigen vergleich-

bare Abhängigkeiten und sind deshalb nicht aufgetragen. An den Mikrofonpositionen #1

bis #7 sind die berechneten Schalldruckpegelspektren mit lokal veränderlichem Isentro-

penexponenten deckungsgleich mit den Simulationsergebnissen, die auf einem konstan-

ten Isentropenexponenten basieren. Lediglich die berechneten Schalldruckpegelspektren

an den Mikrofonpositionen #8 und #9 zeigen im höheren Frequenzbereich geringe Ab-

weichungen voneinander. Es ist daher davon auszugehen, dass der Einfluss eines lokal

veränderlichen Isentropenexponenten auf die Refraktionseffekte bei den zweidimensional-

ebenen Simulationen nur gering ist und vernachlässigt werden kann.

Alle in den vorangegangenen und in den folgenden Abschnitten diskutierten Verbren-

nungslärmsimulationen wurden mit einen konstantem Isentropenexponenten (γ = 1, 4)

durchgeführt.

Rechenaufwand

Die CFD-Rechnungen wurden parallel auf zwei IBM Power5 Prozessoren durchgeführt.

Der Rechenaufwand einer CFD-Simulation betrug hierbei insgesamt circa 11 CPU-Stun-

den. Die anschließende Quellrekonstruktion und die Berechnung der Ausbreitung des Ver-

brennungslärms wurden auf einem 1,8 GHz Dual Core AMD Opteron Prozessor gerechnet.

Der Rechenaufwand dieser Simulation betrug im Mittel 35 CPU-Stunden pro Rechenfall.
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Abbildung 5.39: Polardiagramme der Richtcharakteristik des abgestrahlten Ver-
brennungslärms der DLR-A-Flamme, berechnet auf einer RANS-
Grundströmung und auf einer homogenen Grundströmung für verschie-
dene Frequenzen
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Abbildung 5.40: Verteilung des Isentropenexponenten der DLR-A-Flamme

5.2 H3-Flamme

Die H3-Konfiguration definiert eine offene, nicht vorgemischte, turbulente Wasserstoff-

strahlflamme. Die H3-Flamme unterscheidet sich in der Brennstoffzusammensetzung, der

Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit und der entsprechenden Reynolds-Zahl von den DLR-A-

und DLR-B-Flammen (siehe Abschnitt 5.1). Die Standardflamme wurde im Rahmen des

International Workshop on Measurement and Computation of Turbulent Non-Premixed

Flames [7] umfassend untersucht. Das Geschwindigkeitsfeld und die chemische Zusam-

mensetzung wurden detailliert von Pfuderer et al. [102] und Tacke [120] mittels LDA-,

Raman/Rayleigh- und LIF-Methoden vermessen. Im Gegensatz zu den DLR-A- und DLR-

B-Flammen liegen keine gemessenen Schalldruckpegelspektren vor. Es wurden jedoch

Schallintensitätspegelspektren von Piscoya et al. [103] experimentell bestimmt.

Zunächst werden der experimentelle Aufbau und die numerische Konfiguration erläu-

tert. Anschließend werden Verbrennungslärmsimulationen der H3-Flamme mit dem RPM-

CN-Ansatz vorgestellt und diskutiert.

5.2.1 Experimenteller Aufbau

Der geometrische Aufbau der H3-Flamme ist identisch zum Versuchsaufbau der DLR-A-

und DLR-B-Flammen (siehe Abschnitt 5.1.1). Bei der H3-Konfiguration tritt der mit

Stickstoff verdünnte Wasserstoff mit einer Brennstoffzusammensetzung von 50 Vol-% H2

und 50 Vol-% N2 und einem stöchiometrischen Mischungsbruch von 0, 31 bei einer Tem-

peratur von 294 K mit einer mittleren Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit von 34, 8 m/s
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Abbildung 5.41: Gemessene und berechnete A-gewichtete Schalldruckpegelspektren der
DLR-A-Flamme mit konstantem und lokal veränderlichem Isentropenex-
ponenten an den Mikrofonpositionen #1 bis #5
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Abbildung 5.42: Gemessene und berechnete A-gewichtete Schalldruckpegelspektren der
DLR-A-Flamme mit konstantem und lokal veränderlichem Isentropenex-
ponenten an den Mikrofonpositionen #6 bis #9
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aus. Die Reynolds-Zahl von 10 000 basiert auf dem Brennstoffdüsenaustrittsdurchmes-

ser D, der Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit uJet und der kinematischen Viskosität ν des

Brennstoffgemischs. Die Messpositionen der experimentell bestimmten Schallintensitäts-

pegelspektren [103] sind in Abb. 5.43 dargestellt.

Vortrag > Autor > Dokumentname > 09.11.2005

Folie 1

#3 (63D/18D)
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Abbildung 5.43: Messpositionen zur Erfassung der Schallintensität der H3-Flamme

5.2.2 Numerische Konfiguration

Im Folgenden werden die numerische Konfiguration der reagierenden Strömungssimulation

und der Akustiksimulationen vorgestellt.

Strömungssimulation

Die numerische Konfiguration der Strömungssimulation entspricht der Konfiguration der

Simulation der DLR-A- und DLR-B-Flammen (siehe Abschnitt 5.1.2). Jedoch wurden

an der Brennstoffeinlassrandbedingung Profile der axialen Geschwindigkeit, der turbu-

lenten kinetischen Energie und der Dissipationsrate gemäß einer LES-Rechnung [37] der

H3-Flamme vorgegeben. Abb. 5.44a zeigt das dreidimensionale Rechengebiet der Strö-

mungssimulation.

Akustiksimulation

Auch die numerische Konfiguration der akustischen Quellrekonstruktion und der Akustik-

simulation ist ähnlich zu der Konfiguration der Verbrennungslärmsimulation der DLR-A-

und DLR-B-Flammen (siehe Abschnitt 5.1.2). Zur Erfassung der Schallintensität an den

Messpositionen musste jedoch die Dimension des Rechengebiets auf 94 D in axialer und
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138 D in radialer Richtung erweitert werden. Die Diskretisierung im Quellgebiet ent-

spricht Gitter #3 der Verbrennungslärmsimulation der DLR-A- und DLR-B-Flammen

(siehe Tab. 5.1). Die Anzahl der Gitterknoten beträgt hier 110 000. Das Quellgebiet und

das Rechengebiet der Akustiksimulation und die Positionen zur Auswertung der Schallin-

tensitätspegelspektren sind in Abb. 5.44 dargestellt.

CAA-
Rechengebiet

Quellgebiet

#5

#4

#3

#7 #6

a) CFD-Rechengebiet b) Quellgebiet und CAA-Rechengebiet

Abbildung 5.44: Rechengebiet der Strömungssimulation, akustisches Quellgebiet, Rechen-
gebiet der Akustiksimulation und akustische Messpositionen der H3-
Flamme

5.2.3 Ergebnisse

Im folgenden Abschnitt werden die Ergebnisse der reagierenden Strömungssimulation und

der Verbrennungslärmberechnungen experimentellen Daten gegenübergestellt und disku-

tiert.

Strömungsfeld

Berechnete axiale Profile bei y/D = 0 und radiale Profile in verschiedenen Ebenen der

Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs, der Temperatur und der Standardabweichung

der Temperatur sind in Abb. 5.45 und 5.46 Messdaten gegenübergestellt. Der Referenz-

durchmesser entspricht dem Düsenaustrittsdurchmesser des BrennstoffrohrsD = 0, 008 m.

Der Mischungsbruch wurde nach der Definition von Bilger [11] berechnet.

Die berechneten radialen Profile und das axiale Profil der Axialgeschwindigkeit zeigen

eine gute Übereinstimmung mit den Messdaten. Lediglich im Bereich x/D < 15 ist der

Strahl auf der Mittellinie etwas zu schnell und für 15 < x/D < 45 geringfügig langsa-
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mer berechnet als gemessen. Eine ähnliche Übereinstimmung mit den Messdaten zeigen

die radialen Profile und das axiale Profil des Mischungsbruchs. Die berechneten Profi-

le der Temperatur und der Standardabweichung der Temperatur sind für x/D < 10 in

guter Übereinstimmung mit den experimentellen Daten. Die simulierten radialen Profile

zeigen für x/D > 10 eine etwas zu breite Verteilung der Temperatur und der Standard-

abweichung der Temperatur. Die Abweichungen von den Messdaten sind vermutlich in

der Vernachlässigung der Instationarität und der vereinfachten Turbulenzmodellierung

begründet (siehe Abschnitt 5.1.3). Für die Verbrennungslärmsimulationen mit RPM-CN

sind die berechneten Daten jedoch gut geeignet, da die dominanten akustischen Quellen

(siehe Abb. 5.3a) im Bereich der guten Übereinstimmung von Simulation und Messung

bei x/D < 10 liegen.

Verbrennungslärm

Die im Folgenden diskutierten Schallintensitätspegelspektren wurden durch eine Fast Fou-

rier Transformation (FFT) der berechneten Schalldruck- und Schallschnellereihen gene-

riert und entsprechend Gl. (2.67) ausgewertet. Die berechneten Schalldruck- und Schall-

schnellereihen mit einer Gesamtzeit von 0, 2 s wurden mit einer Mittelungsprozedur in

Intervalle unterteilt und deren geglättete spektrale Verteilung berechnet. Entsprechend

dem Nyquist-Shannon-Theorem liefert die Auswertung eine Auflösung bis zu einer mini-

malen Frequenz von 100Hz. Das Schallintensitätspegelspektrum wurde mit einem Schmal-

bandspektrum von 1 Hz analog zu den Messdaten von Piscoya et al. [103] ausgewertet.

Die Berechnungen wurden mit den an den DLR-A- und DLR-B-Flammen optimierten

Parametern (siehe Abschnitt 5.1.3) durchgeführt.

In Abb. 5.47 sind berechnete Schallintensitätspegelspektren der H3-Flamme an ver-

schiedenen Positionen den Messdaten von Piscoya et al. [103] gegenübergestellt. An der

Messposition #3 (siehe Abb. 5.43) kann vom geringsten Einfluss der akustischen Bre-

chung ausgegangen werden, da die akustischen Wellen näherungsweise senkrecht über die

Gradienten des Strömungsfelds propagieren (siehe Abschnitt 5.1.3). Daher wird die Quell-

modellierung im Folgenden anhand des berechneten Schallintensitätspegelspektrums an

der Messposition #3 diskutiert. An dieser Messposition liegt eine gute Übereinstimmung

des berechneten Schallintensitätspegelspektrums mit den Messdaten für f < 2500 Hz vor.

Über 2500 Hz wird der berechnete Abfall des Spektrums etwas zu gering im Vergleich

mit den Messdaten abgebildet. An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass die berechne-

ten Schallintensitätspegelspektren nicht bezüglich der Amplitude aufeinander verschoben

sind. Das heißt, mit den an den DLR-A- und DLR-B-Flammen optimierten Parametern

(siehe Abschnitt 5.1.3) kann die Amplitude des abgestrahlten Schallintensitätpegelspek-

trums der H3-Flamme gut vorhergesagt werden.
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Abbildung 5.45: Profile der Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs, der Temperatur
und der Standardabweichung der Temperatur bei y/D = 0 der H3-
Flamme
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Abbildung 5.46: Radiale Profile der Axialgeschwindigkeit, des Mischungsbruchs, der Tem-
peratur und der Standardabweichung der Temperatur der H3-Flamme
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Abbildung 5.47: Gemessene und berechnete Schallintensitätspegelspektren der H3-
Flamme an den Messpositionen #3 bis #7
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Die Abweichung des berechneten vom experimentell ermittelten spektralen Verlaufs für

f > 2500Hz kann mehrere Ursachen haben. Zunächst könnten die Abweichungen dadurch

begründet sein, dass die für die zweidimensional-ebene RPM-CN-Simulation optimierten

Parameter der DLR-A- und DLR-B-Flammen nicht für die H3-Flamme gültig sind und

dass für diese abweichende Parameter gelten. Daher sind in Abb. 5.48 Studien der Parame-

ter cT l und cTτ dargestellt (vergleiche Abschnitt 5.1.3). Die berechneten Schallintensitäts-

pegelspektren der H3-Flamme zeigen ähnliche Abhängigkeiten wie die der DLR-A- und

DLR-B-Flammen (siehe Abb. 5.12 und 5.13). Auch eine starke Erhöhung des zeitlichen

Zerfalls (cTτ = 7, 456) kann den spektralen Abfall des gemessenen Schallintensitätspegel-

spektrums jedoch nicht exakt abbilden.
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Abbildung 5.48: Gemessene und berechnete Schallintensitätspegelspektren der H3-
Flamme für verschiedene cT l bei konstantem cTτ = 0, 233 und unter-
schiedliche cTτ bei konstantem cT l = 0, 273

Als weitere mögliche Ursache kommt die nicht ausreichend genaue Abbildung von akus-

tischen Refraktionen bei der zweidimensional-ebenen Simulation der Akustikausbreitung

in Betracht. Wie anhand der Simulationen der DLR-A-Flamme in Abschnitt 5.1.3 gezeigt,

kommen an den Mikrofonpositionen stromab der Brennstoffdüsenaustrittsebene Refrakti-

onseffekte zum Vorschein. In Abb. 5.49 sind Momentaufnahmen der Schalldruckverteilung

der H3-Flamme, die auf einer RANS-Grundströmung und einer homogenen Grundströ-

mung mit Fernfeldbedingungen berechnet wurden, dargestellt. Der Einfluss von Refrak-

tionen auf die Schalldruckverteilung ist anhand des Schallschattens in Abb. 5.49a er-

kennbar. Die Messpositionen #6 und #7 sind im Schallschatten positioniert. Abb. 5.50

zeigt gemessene und berechnete Schallintensitätspegelspektren der H3-Flamme auf einer

RANS-Grundströmung und einer homogenen Grundströmung an den Messpositionen #3

bis #7. An der Messposition #3 ist der Einfluss von Refraktionseffekten auf das berech-
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nete Schallintensitätspegelspektrum am geringsten. Mit zunehmendem axialem Abstand

der Messposition von der Brennstoffdüsenaustrittsebene nimmt diese Abhängigkeit jedoch

erwartungsgemäß zu. Speziell an den Messpositionen #6 und #7 ist, trotz der schlechter

vorhergesagten Schallintensität, eine bessere Übereinstimmung des spektralen Verlaufs

der berechneten Schallintensitätspegelspektren durch die Berücksichtigung von Refrakti-

onseffekten in den Simulationen im Vergleich mit den Messdaten erkennbar. Daher ist es

möglich, dass die Abweichungen der berechneten von den gemessenen Schallintensitäts-

pegelspektren durch eine dreidimensionale Simulation der Akustikausbreitung und somit

einer genaueren Abbildung von Refraktionseffekten minimiert werden könnten.

In Abb. 5.51 ist das berechnete Schalldruckpegelspektrum der H3-Flamme den berech-

neten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen gegenübergestellt. Das

Schalldruckpegelspektrum der H3-Flamme wurde analog zu den Schalldruckpegelspektren

der DLR-A- und DLR-B-Flammen in Abschnitt 5.1.3 berechnet und an der Mikrofonposi-

tion #1 der DLR-Strahlflammen (siehe Abb. 5.1) ausgewertet. Die DLR-A- und DLR-B-

Flammen haben einen identischen geometrischen Aufbau und dieselbe Brennstoffzusam-

mensetzung (22, 1 Vol-% CH4, 33, 2 Vol-% H2 und 44, 7 Vol-% N2), unterscheiden sich je-

doch in der Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit und damit in der entsprechenden Reynolds-

Zahl. Das Schalldruckpegelspektrum der DLR-B-Flamme (Re = 22800) zeigt im Vergleich

mit der DLR-A-Flamme (Re = 15 200) im niedrigen Frequenzbereich (f < 2000 Hz) einen

etwas geringeren spektralen Abfall. Für f > 2000 Hz ist das berechnete Schalldruckpegel-

spektrum der DLR-B-Flamme im Vergleich zur DLR-A-Flamme um circa 10 dB erhöht.

Die H3-Flamme unterscheidet sich von den DLR-Strahlflammen in der Brennstoffzusam-

mensetzung (50 Vol-% H2 und 50 Vol-% N2) und der Reynolds-Zahl (Re = 10 000). Das

Schalldruckpegelspektrum der H3-Flamme hat jedoch einen ähnlichen spektralen Abfall

und Amplituden auf ähnlichen Niveau im Vergleich zum Schalldruckpegelspektrum der

DLR-A-Flamme, trotz der geringeren Reynolds-Zahl. Dies kann durch die erhöhte Re-

aktionsrate der Stickstoff-verdünnten Wasserstoff-Flamme im Vergleich zum Stickstoff-

verdünnten Methan-Wasserstoff-Gemisch erklärt werden. Die erhöhte Reaktionsrate ver-

ursacht stärkere Verbrennungslärmquellen, da diese entsprechend Gl. (4.55) eine Funktion

von D̃T ′′/Dt sind.

In Abb. 5.52 sind berechnete Schalldruckpegelspektren der DLR-A-, DLR-B- und H3-

Flammen gegen das F-Noise-Ähnlichkeitsspektrum an der Mikrofonposition #1 der DLR-

Flammen aufgetragen (siehe Abschnitt 5.1.3). Die Verbrennungslärmsimulation der H3-

Flamme mit RPM-CN, deren Ergebnisse im Vergleich mit den Messdaten Abweichungen

bezüglich der spektralen Form der Schallintensitätspegelspektren zeigen (siehe Abb. 5.47),

weist ein Schalldruckpegelspektrum auf, das in guter Übereinstimmung mit dem von Tam

et al. [124] vorgeschlagenen F-Noise-Spektrum ist.
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a) RANS-Grundströmung

b) Homogene Grundströmung

Abbildung 5.49: Berechnete Momentaufnahme der Druckverteilung der H3-Flamme auf
einer RANS-Grundströmung und auf einer homogenen Grundströmung
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Abbildung 5.50: Gemessene und berechnete Schallintensitätspegelspektren der H3-
Flamme auf einer RANS-Grundströmung und einer homogenen Grund-
strömung an den Messpositionen #3 bis #7
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5.3 Eingeschlossene DLR-A-Flamme

Aufbauend auf der Validierung und Evaluierung der Verbrennungslärmmodellierung an

offenen, nicht vorgemischten, turbulenten Strahlflammen in den Abschnitten 5.1 und 5.2

werden im Folgenden Verbrennungslärmsimulationen für eine eingeschlossene Strahlflam-

me mit RPM-CN vorgestellt. Als Testfall wurde die offene DLR-A-Flamme durch ein

Hüllrohr eingeschlossen. Der Rohrdurchmesser wurde im Rahmen der vorliegenden Ar-

beit mittels CFD-Berechnungen so ausgelegt, dass die reagierende Strömung nur eine

geringe Beeinflussung durch das Hüllrohr erfährt. Schalldruckpegelspektren im Hüllrohr

und außerhalb des Hüllrohrs wurden von Stöhr [116] experimentell bestimmt.

Im Folgenden werden der experimentelle Aufbau dargestellt und die Messdaten disku-

tiert. Es folgt eine Erläuterung der numerischen Konfiguration. Anschließend werden die

Ergebnisse von Verbrennungslärmsimulationen der eingeschlossenen DLR-A-Flamme mit

dem RPM-CN-Ansatz vorgestellt und diskutiert.

5.3.1 Experimenteller Aufbau

Der geometrische Aufbau der eingeschlossenen DLR-A-Flamme ist mit Ausnahme des

zusätzlichen Hüllrohrs identisch zum Versuchsaufbau der offenen DLR-A-Flamme (siehe

Abschnitt 5.1.1). Das Hüllrohr hat einen Innendurchmesser von 0, 3 m, eine Länge von

0, 5m und ist auf einer Bodenplatte montiert. Den experimentellen Aufbau der eingeschlos-

senen DLR-A-Flamme zeigt Abb. 5.53 [116]. Abb. 5.54 stellt eine Skizze der Anordnung

der Mikrofonpositionen dar. Die Mikrofone an den Positionen #2 bis #4 sind wandbündig

im Hüllrohr positioniert.

5.3.2 Diskussion der experimentellen Daten

Die Schalldruckpegelspektren wurden aus den gemessenen Druckreihen mittels einer Fast

Fourier Transformation (FFT) berechnet. Die gemessenen Druckreihen mit einer Gesamt-

zeit von 60 s und einer Abtastrate von 200 000 Hz wurden mit einer Mittelungsprozedur

in Intervalle unterteilt und deren geglättete spektrale Verteilung berechnet. Entsprechend

dem Nyquist-Shannon-Theorem folgt aus der Messzeit die minimale spektrale Frequenz-

auflösung zu 10 Hz.

In Abb. 5.55 sind gemessene Schalldruckpegelspektren der eingeschlossenen und der

offenen DLR-A-Flamme von Stöhr [116] an den Mikrofonpositionen #1 bis #5 gegenein-

ander aufgetragen. Die Schalldruckpegelspektren wurden mit einem Schmalbandspektrum

von 1 Hz und ohne A-Gewichtung ausgewertet. Die Schalldruckpegelspektren der einge-

schlossenen DLR-A-Flamme weisen an allen Mikrofonpositionen Überhöhungen bei den

Frequenzen von 260, 1655 und 2660 Hz auf. Die experimentell bestimmten Schalldruckpe-

gelspektren im Hüllrohr sind im höheren Frequenzbereich (f > 4000 Hz) um circa 10 dB

(#2) beziehungsweise circa 15 dB (#3 und #4) zu höheren Amplituden verschoben. Die
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Abbildung 5.53: Experimenteller Aufbau der eingeschlossenen DLR-A-Flamme [116]

Vortrag > Autor > Dokumentname > 09.11.2005

Folie 1

#1 (19D/-6D)

#2 (19D/4D)

#3 (19D/32D)

#4 (19D/60D)

#5 (19D/69D)
Hüllrohr

Boden-
platte

Abbildung 5.54: Mikrofonpositionen für die eingeschlossene DLR-A-Flamme, nach [116]
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Schalldruckpegelspektren außerhalb des Hüllrohrs sind für Frequenzen über 4000 Hz um

5 dB (#1) beziehungsweise um 10 dB (#5) zu höheren Amplituden verschoben.

5.3.3 Numerische Konfiguration

Im Folgenden wird die numerisch Konfiguration der reagierenden Strömungssimulation

und der Akustiksimulation vorgestellt.

Strömungssimulation

Die numerische Konfiguration für die reagierende Strömungssimulation der eingeschlosse-

nen DLR-A-Flamme ist ähnlich zu der der offenen DLR-A- Flamme (siehe Abschnitt 5.1.2).

Hier wurde jedoch die Rotationssymmetrie der Geometrie ausgenutzt und das Rechenge-

biet durch ein 2◦-Segment abgebildet. Abb. 5.56a zeigt das Rechengebiet. Das zylindrische

unstrukturierte Hexaeder-basierte Rechengitter bestand aus 149000 Gitterknoten, umfass-

te 56 D in radialer, 120 D in axialer Richtung und wurde in den Regionen mit zu erwar-

tenden hohen Gradienten stark verfeinert. Die Streckungsrate der Gitterzellen wurde auf

10% begrenzt. Das Hüllrohr wurde in der Simulation mit einer adiabaten reibungsbehaf-

teten Wandrandbedingung abgebildet und die Seitenflächen des Rechensegments wurden

mit einer Symmetrierandbedingung modelliert.

Akustiksimulation

Die numerische Konfiguration der Akustiksimulation entsprach ebenfalls der der Simula-

tion der offenen DLR-A-Flamme (siehe Abschnitt 5.1.2). Das CAA-Rechengebiet wurde

jedoch stromauf und stromab erweitert, um das Volumen außerhalb des Hüllrohrs abzubil-

den. Das akustische Quellgebiet, das Rechengebiet der Akustiksimulation und die Mikro-

fonpositionen sind in Abb. 5.56b dargestellt. Das Rechengebiet umfasste 188 D in axialer,

110D in radialer Richtung und das Rechengitter bestand aus 28 Blöcken und 195000 Git-

terknoten. Die Wände des Hüllrohrs und der Brennstoffleitung sind in Abb. 5.56b durch

dicke Linien hervorgehoben. Diese wurden in der Akustiksimulation durch eine adiabate

nicht haftende Wandrandbedingung nach Tam & Dong [122] modelliert.

5.3.4 Ergebnisse

Im folgenden Abschnitt werden die Ergebnisse der Strömungs- und Verbrennungslärm-

simulation experimentellen Daten gegenübergestellt und diskutiert.

Strömungsfeld

Vom Strömungsfeld der eingeschlossenen DLR-A-Flamme sind keine experimentellen Da-

ten verfügbar. Die numerisch berechneten Profile des Strömungsfelds sind jedoch nahezu

identisch mit den entsprechenden Profilen der offenen DLR-A-Flamme. Daher wird auf die

ausführliche Darstellung der RANS-Daten verzichtet und auf Abschnitt 5.1.3 verwiesen.
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Abbildung 5.55: Gemessene Schalldruckpegelspektren der eingeschlossenen und der
offenen DLR-A-Flamme an den Mikrofonpositionen #1 bis #5 von
Stöhr [116]
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CAA -
Rechengebiet

Quellgebiet

CFD -
Rechengebiet

Hüllrohr

Hüllrohr

#5
#4

#3

#2
#1

a) CFD-Rechengebiet b) Quellgebiet und CAA-Rechengebiet

Abbildung 5.56: Rechengebiet der Strömungssimulation, akustisches Quellgebiet, Rechen-
gebiet der Akustiksimulation und Mikrofonpositionen der eingeschlosse-
nen DLR-A-Flamme
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Verbrennungslärm

Die im Folgenden diskutierten berechneten Schalldruckpegelspektren wurden entspre-

chend der Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen in Abschnitt 5.1.3

und analog zu den Messdaten von Stöhr [116] mit einem Schmalbandspektrum von 1 Hz

und ohne A-Gewichtung ausgewertet. Die Verbrennungslärmsimulationen wurden mit

den an den offenen DLR-A- und DLR-B-Flammen optimierten Parametern (siehe Ab-

schnitt 5.1.3) durchgeführt.

Berechnete Momentaufnahmen der Verteilung der akustischen Quellen und des Drucks

der eingeschlossenen DLR-A-Flamme sind in Abb. 5.57 dargestellt. Die Verteilung der

akustischen Quellen ist ähnlich zur akustischen Quellverteilung der offenen DLR-A-Flam-

me (siehe Abb. 5.10b). Bei der berechneten Momentaufnahme der Verteilung des akusti-

schen Drucks in Abb. 5.57b ist im Vergleich zur berechneten Schallabstrahlung der offenen

Flamme in Abb. 5.36a der Einfluss der Berandung eindeutig erkennbar. Die Schallwellen

werden an den Wänden reflektiert und strahlen an den offenen Rohrenden ab.

a) akustische Quellverteilung b) Druckverteilung

Abbildung 5.57: Berechnete Momentaufnahmen der akustischen Quell- und Druckvertei-
lung der eingeschlossenen DLR-A-Flamme

In Abb. 5.58 sind berechnete Schalldruckpegelspektren der eingeschlossenen DLR-A-

Flamme an den Mikrofonpositionen #1 bis #5 den Messdaten von Stöhr [116] gegenüber-

gestellt. Es sei betont, dass die Schalldruckpegelspektren nicht bezüglich der Amplitude

ineinander verschoben sind. Im Hüllrohr, an den Messpositionen #2 bis #4, ist die Säge-
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zahnform der gemessenen Schalldruckpegelspektren auch in den Simulationsergebnissen zu

finden. Alle berechneten Schalldruckpegelspektren zeigen dominante Moden bei 260, 1655

und 2660 Hz entsprechend den Messdaten. Die Amplituden der dominanten Frequenzen

sind jedoch im Vergleich zu den Messdaten deutlich unterbestimmt.

Da davon auszugehen ist, dass die akustische Quellmodellierung, entsprechend der Va-

lidierung anhand der offenen DLR-A- und DLR-B-Flammen, in guter Übereinstimmung

mit der Realität ist, sind die Ursachen der Abweichung der berechneten Spektren von den

Messdaten in der Berechnung der Akustikausbreitung zu suchen. Dass der angewendete

Modellierungsansatz die Verbrennungsakustik der eingeschlossenen DLR-A-Flamme nicht

optimal wiedergibt, kann verschiedene Ursachen haben. Zum einen wird die Akustikaus-

breitung bislang zweidimensional-eben behandelt. Die zweidimensional-ebene Simulation

der Ausbreitung akustischer Wellen im Rohr bildet jedoch keine realistische Rohrakus-

tik ab. Der zweidimensional-ebene Ansatz ist maximal dafür geeignet, ebene Moden zu

berechnen. Daher wäre es möglich, dass eine dreidimensionale Berechnung der Akustikaus-

breitung eine bedeutende Verbesserung der Übereinstimmung der Simulationsergebnisse

im Vergleich mit den Messdaten ergeben würde. Zum anderen wird in dem verwendeten

hybriden CFD/CAA-Ansatz keine Rückkoppelung von akustischen Wellen auf die reagie-

rende Strömung abgebildet. Falls die dominanten Moden der eingeschlossenen Strahlflam-

me daher durch eine akustische Rückkopplung entstehen würden, könnten diese mit dem

vorgestellten hybriden Ansatz ohne Rückkoppelung nicht erfasst werden.
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Abbildung 5.58: Gemessene und berechnete Schalldruckpegelspektren der eingeschlosse-
nen DLR-A-Flamme an den Mikrofonpositionen #1 bis #5
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6 Zusammenfassung

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden zunächst numerische Simulationsrechnungen

zur Untersuchung von indirektem Verbrennungslärm in einem generischen Teststand, dem

sogenannten Entropiewellengenerator (EWG), vorgestellt und diskutiert (siehe Kapitel 3).

Die Strömung, die akustischen Quellen und die Ausbreitung von Entropielärm wurden da-

bei simultan mit einem direkten Schallberechnungsverfahren (Direct Noise Computation,

DNC) abgebildet. Hierzu wurden die kompressiblen unsteady Reynolds averaged Navier-

Stokes (URANS)-Gleichungen in Kombination mit einem Zweigleichungsturbulenzmodell

numerisch gelöst. Eine wichtige Teilaufgabe war dabei die Modellierung der akustischen

Impedanz des Teststands an den Rechenfeldgrenzen. Die mit einer vollreflektierenden und

einer nichtreflektierenden Auslassrandbedingung berechneten Druckfluktuationen und de-

ren Schalldruckpegelspektren zeigten größere Abweichungen von den experimentellen Da-

ten. Erst die Modellierung der akustischen Impedanz mit einer teilreflektierenden Aus-

lassrandbedingung ergab berechnete Druckfluktuationen die in Amplitude und spektraler

Verteilung sehr gut mit den Messdaten übereinstimmen. Damit wurden Entropielärmsi-

mulationen für unterschiedliche Düsen-Mach-Zahlen im EWG angestellt. Die berechneten

maximalen Entropieschalldruckpegel sind ebenfalls in sehr guter Übereinstimmung mit

den Messdaten. Weiterhin wurde eine Methode entwickelt, um die akustischen Quellen

von Entropielärm numerisch zu untersuchen. Diese wurde dazu verwendet, eine Erklä-

rung für den experimentell wie auch numerisch festgestellten und bisher nicht erklärbaren

Verlauf der maximalen Entropieschalldruckpegel bei hohen Mach-Zahlen im EWG abzu-

leiten. Abschließend wurden Entropielärmberechnungen bei gasturbinenrelevanten Bedin-

gungen durchgeführt. Die Simulationsergebnisse zeigen, dass Entropielärm in Flugtrieb-

werken sehr hohe Werte annehmen kann.

Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt in der Entwicklung, Validierung und Evaluierung

eines hocheffizienten und genauen Ansatzes zur numerischen Simulation von direktem tur-

bulentem Verbrennungslärm. Der hergeleitete Random Particle-Mesh for Combustion Noi-

se (RPM-CN)-Ansatz ist eine hybride Computational Fluid Dynamics/Computational Ae-

roacoustics (CFD/CAA)-Methode und basiert auf der Modellierung von akustischen Quel-

len im Zeitbereich. Die Random Particle-Mesh (RPM)-Methode wurde hier für die sto-

chastische Rekonstruktion der Verbrennungslärmquellen, basierend auf statistischen Tur-

bulenzgrößen, wie sie zum Beispiel aus einer Reynolds averaged Navier-Stokes (RANS)-
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Simulation erhalten werden können, verwendet. Anschließend wird die Ausbreitung des

Verbrennungslärms durch die numerische Lösung der linearisierten Euler Gleichungen

(LEE) berechnet. Der im Rahmen der vorliegenden Arbeit entwickelte RPM-CN-Ansatz

ist aufgrund der stationären statistischen Berechnung der turbulenten reagierenden Strö-

mung hocheffizient. Die verlässliche Berechnung der Akustikausbreitung wird durch effizi-

ent zu lösende linearisierte Bilanzgleichungen, dissipations- und dispersionsarme Diskreti-

sierungsverfahren und in der CAA etablierte akustische Randbedingungen gewährleistet.

Der entwickelte RPM-CN-Ansatz wurde anhand von Messdaten der DLR-A- und

DLR-B-Flammen validiert und evaluiert (siehe Kapitel 5.1). Dies sind offene, nicht vor-

gemischte, turbulente Strahlflammen, die identisch bezüglich des geometrischen Aufbaus

und der Brennstoffzusammensetzung sind. Die Stickstoff-verdünnten Methan-Wasserstoff-

Flammen unterscheiden sich jedoch in der Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit und damit

in der entsprechenden Reynolds-Zahl und eignen sich somit zur Untersuchung der Erfas-

sung der Reynolds-Zahl-Abhängigkeit im verwendeten numerischen Ansatz. Zur Validie-

rung wurden Ergebnisse der numerischen Simulationen mit Messdaten der reagierenden

Strömung, mit Modelldefinitionen der Quellmodellierung und mit experimentell bestimm-

ten Schalldruckpegelspektren verglichen. Die berechneten axialen und radialen Profile der

RANS-Simulationen sind in guter Übereinstimmung mit den experimentellen Daten. Die

exakte Realisierung der vorgegebenen räumlichen und zeitlichen Korrelationen der sto-

chastisch rekonstruierten Fluktuationen mit RPM wurde nachgewiesen. Die Rekonstruk-

tion der Quellvarianz mit RPM ist sowohl bezüglich der Verteilung als auch bezüglich

der Amplituden in sehr guter Übereinstimmung mit der Zielvorgabe. Der Einfluss der

Längen- und Zeitskalen der Temperaturfluktuationen auf die berechneten Schalldruckpe-

gelspektren der DLR-A- und DLR-B-Flammen wurde mittels einer umfangreichen Para-

meterstudie gezeigt und diskutiert. Die mit einem so optimierten Parametersatz berech-

neten Schalldruckpegelspektren der DLR-A- und der DLR-B-Flammen sind in sehr guter

Übereinstimmung mit den Messdaten und mit einem von Tam et al. vorgeschlagenen Ähn-

lichkeitsspektrum. Anhand von Verbrennungslärmsimulationen der DLR-A- und DLR-B-

Flammen wurden verschiedene Modellierungsansätze diskutiert und bewertet. Weiterhin

wurden Modellparameterstudien durchgeführt, wobei die Unabhängigkeit bezüglich des

Rechengitters, der Zeitschrittweite der Akustiksimulation, der Diskretisierung des Quell-

gebiets, der Partikelanzahl pro Stromlinie und der Taktrate der Aktualisierung des De-

korrelationsterms nachgewiesen wurde. Anhand numerischer Untersuchungen wurde der

Einfluss von Refraktionseffekten und des Isentropenexponenten auf die Berechnung der

Ausbreitung des Verbrennungslärms diskutiert.
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Der RPM-CN-Ansatz wurde außerdem zur numerischen Verbrennungslärmsimulation

für die H3-Flamme verwendet (siehe Kapitel 5.2). Die H3-Flamme hat einen identischen

geometrischen Aufbau wie die DLR-A- und DLR-B-Flammen, unterscheidet sich jedoch

in der Brennstoffzusammensetzung, der Brennstoffaustrittsgeschwindigkeit und der ent-

sprechenden Reynolds-Zahl. Die berechneten Schallintensitätspegelspektren der Stickstoff-

verdünnten Wasserstoff-Flamme sind in guter Übereinstimmung mit den Messdaten und

das berechnete Schalldruckpegelspektrum entspricht in guter Näherung dem F-Noise-

Ähnlichkeitsspektrum.

Abschließend wurden im Rahmen der vorliegenden Arbeit Berechnungen des abgestrahl-

ten Schalls der eingeschlossenen DLR-A-Flamme durchgeführt und anhand der

Simulationsergebnisse die Eignung des in der vorliegenden Arbeit hergeleiteten RPM-CN-

Ansatzes für die Verbrennungslärmberechnung in eingeschlossenen Geometrien diskutiert.

Die eingeschlossene DLR-A-Flamme entspricht vom geometrischen Aufbau der offenen

DLR-A-Flamme ist jedoch zusätzlich von einem Hüllrohr umgeben. Die mit dem entwi-

ckelten RPM-CN-Modell berechneten Schalldruckpegelspektren zeigen im höheren Fre-

quenzbereich sowohl für den Verlauf als auch für die Amplituden des Spektrums eine gute

Übereinstimmung mit den Messdaten. Im niedrigen Frequenzbereich werden die experi-

mentell bestimmten Überhöhungen im Frequenzspektrum von der Simulation erfasst. Hier

wird jedoch an allen Mikrofonpositionen eine zu geringen Amplitude ermittelt.
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