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Kurzfassung

Der schonende Umgang mit den globalen Erddl-Ressourcen und die Vertraglichkeit
von Umwelt und Verkehr stehen seit langerem im offentlichen Interesse. Fir den
Otto-Motor besteht damit Handlungsbedarf hinsichtlich Kraftstoffverbrauch und CO,-
Emission.

Bekanntermal3en ist im Bereich geringer Motorlasten die Entdrosselung des Saug-
systems verbunden mit hohen Abgasrtckfihrraten ein probates Mittel zur Absenkung
des Kraftstoffverbrauchs. Hohe Restgaskonzentrationen fuhren jedoch zu einer ver-
zbgerten Verbrennung und hodheren zyklischen Schwankungen. Die gezielte Ein-
bringung von Ladungsbewegung und Turbulenz in den Brennraum beschleunigt und
stabilisiert wiederum die Verbrennung, was die Kompensierung der aufgrund hoher
Restgaskonzentrationen hervorgerufenen Effekte ermoglicht.

Diese komplexen Zusammenhange machen es wiinschenswert, bereits wahrend der
Konzeptphase eine Bewertung der Restgastoleranz eines Brennverfahrens fir den
unteren Teillast-Bereich zu erméglichen. Es war deshalb das Ziel dieser Arbeit, fur
Motoren mit homogenem Brennverfahren eine Berechnungsmethode auf Basis
numerischer Simulation zu entwickeln, die unabhangig von der Zylinderinnenstro-
mung eine Vorhersage der Laufgrenze des Brennverfahrens zul&sst.

Die im Rahmen dieser Arbeit durchgefihrten Untersuchungen mit Hilfe der CFD-
Simulation bestatigten die beschleunigende Wirkung der Turbulenz auf die Verbren-
nung. Ferner konnte gezeigt werden, dass eine erhohte Ladungsbewegung die
Gemischaufbereitung unterstitzt, wobei Brennverfahren mit héchster Drall-Stromung
eine vertikale Schichtung mit magerem Gemisch im Bereich der Zindkerze und da-
mit eine geringere Restgastoleranz zur Folge hatten.

Durch die Analyse der berechneten Zustande der Zylinderladung mit Kennzahlen der
Flammentheorie konnte rechnerisch ein Grenzwert flr eine stabile Verbrennung be-
stimmt werden, der wiederum eine Voraussage der Restgasvertraglichkeit des
Brennverfahrens und damit des Potenzials zur Verbrauchsreduzierung ermdglichte.
Ein Vergleich der mit diesem Verfahren gerechneten externen Abgasruckfuhrraten
mit am Motorenprifstand gemessenen Werten zeigte eine gute Ubereinstimmung.
Trotz zu erwartender Verbesserungen im Bereich der Simulation von Strémung, Ge-
mischaufbereitung und Verbrennung stellt die erarbeitete Methode in jedem Fall eine
Moglichkeit dar, auf Basis herkémmlicher CFD-Rechnungen rasch und zuverlassig

Vorhersagen zur Restgastoleranz homogener Brennverfahren zu liefern.



Abstract

The wish to go easy on global oil-resources and the compatibility of environment and
traffic are subject of public interest. Therefore, measures must be taken for gasoline
engines regarding fuel consumption and CO,-emissions.

The dethrottling of the intake system by means of residual gas recirculation is a well
known measure to reduce the fuel consumption. However, high residual gas
concentrations cause a delayed combustion and increased cyclic variations. The
specific initiation of charge motion and turbulence in the combustion chamber
accelerates and stabilizes the combustion and thus compensates the effects caused
by high residual gas concentrations.

Because of these complex interactions it is desirable to have the possibility to
evaluate the residual gas tolerance of the combustion process at low-load engine
operation already during the concept phase. Therefore, it was the aim of this study to
develop a method based on numerical simulation that allows a prediction of the
combustion stability margin for Sl engines with homogeneous combustion for
arbitrary in-cylinder flow.

Investigations that were carried out with the CFD-method confirmed the acceleration
of the combustion with increased turbulence. Further the supporting effect of charge
motion on mixture preparation could be pointed out. However, combustion processes
with highest swirl-numbers caused a vertical mixture stratification in the combustion
chamber with lean mixture at the spark plug resulting in a lower residual gas
tolerance.

A threshold for a stable combustion could be determined by analyzing the properties
of the cylinder charge by means of the flame theory method what further enabled the
prediction of the residual gas tolerance of the combustion process and the potential
to reduce the fuel consumption. A good correlation between the predicted values of
the external residual gas recirculation rate and measurements at the engine test
bench could be found.

Although improvements of the simulation of the turbulent flow, mixture preparation
and combustion are to be expected the developed method is in any case a possibility
to predict quickly and reliable the residual gas tolerance of homogeneous combustion

processes.
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1 Einleitung

Der Verbrennungsmotor als Hauptantriebsquelle heutiger Fahrzeuge steht im Mittel-
punkt der gesellschaftlichen Aufmerksamkeit. Auf der einen Seite ist die Mobilitat ein
wesentlicher Ausdruck individueller Freiheit und Grundlage des globalen Guterver-
kehrs, auf der anderen Seite steigt das O0kologische Bewusstsein angesichts einer
standig zunehmenden Verkehrsdichte. Auch das zu erwartende volkswirtschaftliche
Wachstum bevélkerungsreicher Lander wie Indien und China wird nicht nur im Hin-
blick auf zukinftige Absatzmarkte wahrgenommen, sondern auch als weitere Aus-
beutung der globalen Erd6l-Ressourcen und als erhdhte Umweltbelastung durch In-
dustrie und Verkehr.

Zwar wurden seit Anfang der 90er Jahre durch den Automobilverkehr verursachte
schadliche Emissionen wie Stickoxide, Kohlenwasserstoffe und Kohlenmonoxid
weltweit durch entsprechende Gesetzesentwirfe limitiert und insbesondere fur den
Otto-Motor durch Innovationen wie den Drei-Wege-Katalysator auf ein sehr niedriges
Niveau abgesenkt, die weltweite Zunahme des Verkehrsaufkommens erfordert je-
doch eine weitere Reduzierung der Grenzwerte und eine Erweiterung der Reglemen-
tierungen.

Die beiden motorischen Brennverfahren der Selbst- und Funkenzindung stehen
deshalb vor betréachtlichen spezifischen Herausforderungen. Wahrend beim Diesel-
motor grofRe Anstrengungen im Hinblick auf die Erfullung zukinftiger Abgasgrenz-
werte unternommen werden mussen, liegt beim Otto-Motor die Prioritat auf der Re-
duzierung des Kraftstoffverbrauchs und der damit verbundenen CO,-Emissionen
[1.1-1.3].

Insbesondere die durch den Verkehr verursachten Treibhausgase, deren Einfluss auf
eine zukunftige Erwadrmung der Erdatmosphére zumindest nicht ausgeschlossen
werden kann, stehen im Mittelpunkt des offentlichen Interesses. Die européischen
Automobilhersteller reagierten darauf mit der Formulierung einer freiwilligen Selbst-
verpflichtung zur Absenkung der CO,-Emissionen. Deren Vereinigung ACEA (Asso-
ciation des Constructeurs Européennes d’Automobiles) etwa verpflichtet sich zu einer
Reduzierung von 25 % gegentber den Werten von 1995 bis zum Jahre 2008. Dekla-
riertes Ziel ist die Absenkung der CO,-Emissionen auf einen Wert von 120 g/km im
NEFZ-Fahrzyklus bis zum Jahre 2012, siehe Abbildung 1.1 [1.4].




Einleitung 2

T 200 .
2 Wﬁ\ Daten |
=
N 180 ACEA
% Zusage
1 - 25Y%
£ °“T ACEA Flotten- :
c Verbrauch
S 140 A
)
o \
£ 120 A
. ACEA Ziel |
S 100 |
1995 2000 2005 2010 2015

Jahr

Abbildung 1.1: Selbstverpflichtung der ACEA im Hinblick auf zuklnftige CO,-

Emissionen [1.6]

Die Realisierung dieser Ziele ist ein wesentlicher Grund weshalb derzeit intensiv
Uber den Einsatz alternativer Kraftstoffe diskutiert wird, die ein gunstigeres Kohlen-
stoff/Wasserstoff-Verhaltnis aufweisen als die gebrauchlichen Diesel- und Benzin-
kraftstoffe [1.5]. Der Einsatz von Wasserstoff als Energietrager etwa wtrde eine volli-
ge Vermeidung von Kohlendioxid als Verbrennungsendprodukt bedeuten. Trotz in-
tensiver Bemihungen der Automobilindustrie in den vergangenen Jahren ist ein fla-
chendeckender Einsatz von Wasserstoff aufgrund derzeit ungeldster Probleme in
den Bereichen der verbrauchsdeckenden, regenerativen Herstellung, der Verteilung
und der Speicherung innerhalb der nachsten 20 Jahre nicht zu erwarten. Wesentlich
besser geeignet fir den kurz- und mittelfristigen Einsatz sind Biokraftstoffe auf
pflanzlicher Basis, wie Bio-Ethanol und Raps-Methyl-Ester [1.6]. Diese nachwach-
senden Rohstoffe haben grundsatzlich den 6kologischen Vorteil, dass sie wéahrend
ihrer Wachstumsphase Kohlendioxid in Sauerstoff umwandeln, woraus ein geschlos-
sener Kreislauf hinsichtlich Emission und Verbrauch von CO; entsteht. Derzeit wer-

den Biokraftstoffe als Beimischung zu konventionellen Kraftstoffen angeboten. Die
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bestehenden Aussagen von Entscheidungstragern aus Industrie und Politik lassen
jedoch deren verstarkten Einsatz in der Zukunft erwarten.

Neben dem Einsatz alternativer Kraftstoffe ist die Entwicklung verbrauchsgunstiger
Motoren notwendig, woraus besonders beim Otto-Motor Handlungsbedarf besteht.
Gegenuber dem Diesel-Motor entsteht durch die Quantitatsregelung im Teillast-
Betrieb, das niedrigere Verdichtungsverhaltnis und die ungunstigeren kalorischen
Eigenschaften des Arbeitsgases ein erheblicher Nachteil im Hinblick auf den Kraft-
stoffverbrauch. Zur Sicherung der Wettbewerbsfahigkeit des Otto-Motors sind fiir die
weitere Verbrauchsabsenkung demnach intensive Forschungs- und Entwicklungsak-
tivitaten notwendig. Im folgenden Abschnitt sollen einige der aktuellen Ansatze skiz-

ziert werden.
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2 Mallnahmen zur Verbrauchsreduzierung beim Otto-Motor

— Motivation zu dieser Arbeit

Die Notwendigkeit, verbrauchsgiinstige Otto-Motoren zu entwickeln, fuhrte in den
letzten Jahren zu einer Fille an neuen Technologien. Vergleichbar ist die derzeitige
Situation mit der Entwicklung des Diesel-Motors seit Anfang der 90er Jahre, dem In-
novationen wie Aufladung, Common-Rail-Einspritzung und Piezo-Injektoren zu seiner
derzeitigen Popularitat auf den européaischen Markten verhalfen.

Grol3e Fortschritte beim Otto-Motor verspricht die Technologie der Direktein-
spritzung, die neben einer Steigerung des Liefergrads und damit der Leistung auch
Verbrauchsvorteile zur Folge hat. Man unterscheidet grundsatzlich zwischen Verfah-
ren mit homogener Gemischaufbereitung und Ladungsschichtung, siehe Abbildung
2.1.

Homogene Ladung Schichtladung

Ansaugtakt Kompressionstakt

Abbildung 2.1: Strategien zur homogenen und geschichteten Gemischaufbereitung

bei Benzin-Direkteinspritzung [2.1]

Bei Verfahren mit homogener Gemischaufbereitung, die stdchiometrisch betrieben
werden, erfolgt die Einspritzung wéhrend des Ansaugtakts. Die Verdampfungs-
enthalpie des Kraftstoffs flihrt zu einer Kiihlung der Zylinderladung. Damit verlauft die

Verbrennung auf einem niedrigeren Temperaturniveau, was einen positiven Einfluss
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auf die Wandwarmeverluste, die NOx-Emission und die Klopfneigung des Brennver-
fahrens hat. Letzteres ermdoglicht eine Steigerung des Verdichtungsverhaltnisses,
was in einer Verbesserung des thermischen Wirkungsgrads und daraus abgeleitet
einer Verbrauchseinsparung resultiert. Gegenuber der konventionellen Saugrohrein-
spritzung ergibt sich der zusétzliche Vorteil einer exakteren Kraftstoffzumessung im
instationaren Betrieb und wahrend der Kaltstart-Phase, da eine unterschiedliche
Kraftstoffverfigbarkeit in den verschiedenen Verbrennungszyklen aufgrund von
Wandfilmauf- und -abbau in den Saugrohren vermieden wird. In der Zwischenzeit
wurden bereits einige Motoren mit diesem Brennverfahren erfolgreich in die Serie
eingefiihrt mit deutlichen Verbrauchsvorteilen gegeniber Motoren mit konventioneller
Kanaleinspritzung [2.2-2.5].

Ein zusatzliches Potenzial zur Verbrauchsabsenkung bildet die Direkteinspritzung in
Verbindung mit Ladungsschichtung. Durch die gezielte Schichtung des Kraftstoff-
Luft-Gemischs im Brennraum mit einem angereicherten Gemisch im Bereich der
Zundkerze und einem eher mageren Gemisch im verbleibenden Brennraum ist eine
Entflammung und Verbrennung bei hohen Abmagerungsraten mdglich. Dadurch
kann ein hoherer thermischer Wirkungsgrad durch die isolierende Wirkung des ma-
geren Kraftstoff-Luft-Gemischs im Wandbereich, sowie eine deutliche Entdrosselung
des Saugsystems in der unteren Teillast erreicht werden, was sich glinstig auf den
Verbrauch auswirkt [2.6]. Standen diesen Vorteilen der luft- und wandgefihrten Ver-
fahren der 1. Generation durch die enge Kopplung zwischen Einspritzung, Zylinder-
innenstrémung und Zundung noch massive Nachteile hinsichtlich Wandfilmauftrag,
Verbrennungswirkungsgrad und Wandwarmeverlusten gegeniber, so sind die strahl-
gefuhrten Verfahren der 2. Generation durch den geringen Abstand von Zindkerze
und Injektor bedeutend stabiler gegeniber Strémungs- und Lasteinflissen, siehe

Abbildung 2.2. Nicht zuletzt aufgrund groR3er Fortschritte im Bereich der Einspritz-

technik und dem Einsatz von Piezo-Injektoren, die die notwendige hohe Reprodu-
zierbarkeit des Strahlbildes sicherstellen, ist dieses Brennverfahren inzwischen bis
zur Serienreife entwickelt [2.7].



Malinahmen zur Verbrauchsreduzierung beim Otto-Motor 6

Wandgefiihrte Luftgefiihrte Strahlgefiihrte
Verfahren Verfahren Verfahren

BN [ BN R

1. Generation 2. Generation

Abbildung 2.2: Verfahren der 1. und 2. Generation zur Direkteinspritzung mit La-

dungsschichtung beim Otto-Motor, [2.8]

Ein weiterer wichtiger Schritt zum verbrauchsarmen Otto-Motor stellt die Kombination
aus Aufladung und Direkteinspritzung dar. Im Rahmen sogenannter Downsizing-
Konzepte wird der Hubraum des Verbrennungsmotors verkleinert und damit eine
Lastpunktverschiebung der Teillast-Betriebspunkte in verbrauchsgiinstigere Kenn-
feldbereiche des Motors vorgenommen. Zur Beibehaltung der hohen Leistung und
Beschleunigungselastizitat wird der Motor zuséatzlich aufgeladen. In Kombination mit
der Direkteinspritzung fuhrt die Aufladung zu einer deutlichen Verbesserung der
Klopfempfindlichkeit des Brennverfahrens, zu geringerem Anreicherungsbedarf zum
Schutz hitzeempfindlicher Bauteile und damit einer geringeren HC-Emission und ge-
ringerem Kraftstoffbedarf. Fir ein besseres Low-End-Torque des Motors werden zu-
nehmend mehrere Turbolader, eine Kombination aus Turbo- und mechanischer Auf-
ladung sowie Turbinen mit variabler Leitschaufelgeometrie (bisher nur in Kombination
mit Kanaleinspritzung) eingesetzt [2.9-2.11].

Eine &hnliche Strategie verfolgen die vor allem auf den amerikanischen und asiati-
schen Markten erfolgreichen Hybrid-Konzepte, die durch die Kombination von
Verbrennungskraftmaschine und Elektromotor zusatzliche Freiheitsgrade fir effektive
Betriebsstrategien liefern. Neben der Rekuperation von Bewegungsenergie im Fahr-
zeug-Schubbetrieb und einer Anhebung des maximalen Drehmoments bei gleichzei-
tigem Betrieb beider Antriebsmaschinen, sind im Teillast-Betrieb durch ein Zu- und
Abschalten des Verbrennungsmotors und eine wirkungsgradeffiziente Kombination
beider Antriebe glinstige Verbrauchsstrategien fahrbar [2.12]. Im Bereich der unteren
Teillast und damit hohen spezifischen Verbrauchen des Otto-Motors ist beispielswei-
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se der alleinige Antrieb mit dem Elektromotor mdglich. Das Lastprofil des Otto-Motors
wird, ahnlich den Downsizing-Konzepten, zu héheren Lasten und Wirkungsgraden
verschoben.

Neben der Einfihrung neuer Brennverfahren und Antriebskonzepte, die stets mit ho-
hen Entwicklungs- und Herstellkosten verbunden ist, ist die Nutzung zuséatzlicher
Freiheitsgrade fur die Steuerung der Ein- und Auslassquerschnitte ein probates Mittel
zur Verbrauchsabsenkung bestehender Motoren. Mit diesen Strategien wird erreicht,
dass die Menge der Frischladung durch die veranderlichen Ein- und Auslassquer-
schnitte geregelt wird, was ein im Idealfall vélliges Offnen der Drosselklappe und eine
Entdrosselung des Saugsystems ermdglicht. Eine Minimierung der Pumpverluste im
gedrosselten Teillast-Betrieb ist somit moglich. Es existieren zahlreiche Konzepte zur
Anpassung der Frischladung wobei hier nur das vorzeitige bzw. spate Schliel3en der
Einlassventile erwahnt werden soll (Miller- bzw. Atkinson-Cycle), das eine Begren-
zung bzw. ein Rickschieben der angesaugten Frischladung zur Folge hat [2.13,
2.14]. Zur konstruktiven Umsetzung dieser variablen Ventilsteuerzeiten wurden in der
Vergangenheit elektro-hydraulische, elektro-mechanische sowie mechanische Sys-
teme entwickelt, wobei sich letztere aufgrund ihrer einfacheren Integration in die be-
stehenden Motoren bisher durchsetzen konnten. Der Komplexitatsgrad dieser Sys-
teme reicht von einer Phasenverschiebung der konstanten Ventilhubkurven, tber
eine diskrete Hubumschaltung bis hin zur Vollvariabilitat [2.15, 2.16].

Weiterhin ist der Teillast-Betrieb mit hoher Ladungsverdiinnung ein wirkungsvolles
Mittel zur Entdrosselung des Saugsystems. Insbesondere im Bereich kleinerer Moto-
ren hat sich dabei die Abgasrickfihrung durchgesetzt, da durch den stéchiometri-
schen Betrieb eine effiziente Abgasnachbehandlung auf Basis konventioneller Drei-
Wege-Technologie moglich ist. In Abbildung 2.3 ist der am Motorenprifstand gemes-

sene spezifische Kraftstoffverbrauch eines Vierzylinder-Otto-Motors in einem charak-
teristischen Teillast-Betriebspunkt in Abhangigkeit der externen Abgasrate flr zwei

Konzepte mit unterschiedlicher Zylinderinnenstrémung dargestellt.
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Abbildung 2.2: Spezifischer Kraftstoffverbrauch in Abhangigkeit der externen Abgas-

ruckfuhrrate fur einen Vierzylinder-Otto-Motor in einem typischen Teillast-Betriebs-
punkt, [2.17]

Es ist fur beide Kurvenverlaufe eine lineare Abnahme des Kraftstoffverbrauchs bis
etwa 10 % externe Abgasrickfuhrrate erkennbar, die aus der Entdrosselung des
Saugsystems resultiert. Bei weiter steigenden Restgasraten findet ohne gerichtete
Zylinderinnenstromung nur noch eine langsame Abnahme des spezifischen
Verbrauchs statt, die bei 15 % Ruckfuhrrate schlie3lich stagniert. Diese degressive
Abnahme des Kraftstoffverbrauchs resultiert aus einer mit steigender Restgasrate
zunehmenden Brenndauer und damit einer Verschlechterung des Verbrennungs-
wirkungsgrades, siehe Abschnitt 7. Bei 15 % externer Abgasrickfuhrrate sind
schlie3lich die Grenzen der stabilen Verbrennung bzw. der Restgastoleranz des
Brennverfahrens erreicht. Eine weitere Steigerung der Restgasraten fuhrt zu einer
starken Zunahme der zyklischen Schwankungen des Brennverfahrens und schliel3-
lich zu Verbrennungsaussetzern und hohen HC-Emissionen [2.18].

Eine Kompensation dieser Effekte ist durch die gezielte Einbringung von Ladungs-
bewegung und Turbulenz in den Brennraum mdglich, wie sie in Abschnitt 5 beschrie-

ben wird. Die Turbulenz beschleunigt die Verbrennung, flhrt zu deren Stabilisierung
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und zu einer Erweiterung der Restgastoleranz. Der Kurvenverlauf des Konzepts mit
hoher Ladungsbewegung zeigt eine deutlich héhere Restgasvertraglichkeit und damit
ein Potenzial zu geringeren Verbrauchen, siehe Abbildung 2.3.

Fur die Auslegung des Brennverfahrens und des Ladungswechsels ergibt sich damit
die Notwendigkeit, die Restgastoleranz und damit das Potenzial zur Verbrauchsab-
senkung in Abhangigkeit diverser Betriebsparameter, wie dem Luftverhaltnis und der
Turbulenz, vorauszusagen. Insbesondere im Niedriglastbereich, wo die Ladungs-
wechselverluste durch hohe Abgasruckfuhrraten wesentlich abgesenkt werden kon-
nen, ist die Kenntnis der Laufgrenze des Brennverfahrens von grof3ter Bedeutung.
Fur die Restgasvertraglichkeit homogener Brennverfahren existiert jedoch derzeit
keine allgemeingultige Vorschrift. Vielmehr stitzt sich die Entwicklung momentan in
erster Linie auf Versuche am Motorenprifstand, die wiederum zeit- und kostenauf-
wandig sind. Es ist deshalb das Ziel dieser Arbeit, mit Hilfe der Stromungssimulation,
die im nachsten Abschnitt erlautert wird, theoretischen Uberlegungen auf Basis der
turbulenten Flammentheorie und experimentellen Untersuchungen am Motorenprif-
stand ein Verfahren zu erarbeiten, das eine Bewertung der Restgastoleranz fir ho-
mogene Brennverfahren im Niedriglastbereich und beliebiger Ladungsbewegung be-
reits wahrend der Konzeptphase ermoglicht. Damit soll ein Beitrag zur effizienten
Brennverfahrensentwicklung geleistet werden.

Des Weiteren sollen allgemeine Zusammenhange zwischen der Art der in den Brenn-
raum eingebrachten Ladungsbewegung und deren Einfluss auf die Gemischauf-
bereitung sowie die fir die Entflammung und Verbrennung bedeutsame Turbulenz
aufgezeigt werden. Um diesen Anforderungen gerecht zu werden, wurde das vorlie-
gende Manuskript in drei Abschnitte gegliedert, deren Inhalt die Turbulenz-
generierung, die Gemischaufbereitung und die Entflammung ist.

Hinsichtlich des Potenzials zur Verbrauchseinsparung beim Otto-Motor soll der Voll-
standigkeit halber an dieser Stelle noch die Méglichkeit erwahnt werden, den Reib-
mitteldruck zu minimieren. Stand der Technik ist dabei eine Optimierung der
Schmierdlversorgung an den Lagerstellen, ein mechanischer Ventilspielausgleich zur
Vermeidung der Grundkreisreibung an der Nockenwelle, Einsatz von Rollenschlepp-
und Schwinghebeln sowie Zylinderabschaltung bei groRen Motoren. Dieser Ansatz

wird im Weiteren nicht diskutiert.
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3 Grundlagen der Stromungs- und Prozessrechnung

Im Folgenden sollen die wichtigsten physikalischen und numerischen Grundlagen der
Stromungs- und Prozessrechnung erlautert werden, sofern sie in dieser Arbeit von
Belang sind. Es sollen auch bereits einige Ergebnisse der Prozessrechnung hinsicht-
lich Verbrauchsoptimierung vorgestellt werden, die fur die eigentlichen Ergebnisse
der CFD-Simulation und deren Analyse eine wichtige Randbedingung darstellten.

3.1 Simulation turbulenter Stromungen mit der Finite-Volumen-Methode

3.1.1 Lodsen der Grundgleichungen

Setzt man an einem ortsfesten Kontrollvolumen die Erhaltungsséatze fur Masse, Im-

puls und Enthalpie an, so erhalt man mit:

o(pu. Massenbilanz
a—p+M= 0 (Gl. 3.1.1)
ot 0x (1 DGL.)
0 0 0 Impulsbilanz
Splou) o —(pu; ) = ——|(=ps; )+ 7| + g, 3 DG1) (Gl. 3.1.2)
0 3} 0| A oh Enthalpiebilanz
—(ph)+—(puh)=—|——|+S
et ox, (pu;h) ox |c ax | *S (L DGL) (G. 3.1.3)

Zustandsgleichung
p=p-R-T _ (Gl. 3.1.4)
idealer Gase (1 Gl.)

die Navier-Stokes-Gleichungen, hier dargestellt in der Einstein-Notation [3.1]. Ge-
meinsam mit der Zustandsgleichung idealer Gase entsteht ein System aus sechs
gekoppelten partiellen Differentialgleichungen 2. Ordnung, das die Ermittlung der
unbekannten FeldgréRen Druck p, Temperatur T, Dichte p und des Geschwindig-

keitsvektors (us, Uz, us3)" erméglicht. Dabei sind 6; das Kronecker-Symbol, z; der

Impulstransport infolge Viskositat gemall:
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ou,
O0X,

ou, | 94,
ox;  OX;

J i

o

ij?

T, = U (Gl. 3.2)

2
34

mit der dynamischen Viskositat y. Weiterhin sind g die Massenkréfte (z. B. Gravita-
tion), A die Warmeleitfahigkeit, ¢, die spezifische Warmekapazitat, R die spezifische
Gaskonstante und S, ein Quellterm (z. B. Warmefreisetzung aufgrund chemischer
Reaktionen).

Bei Gasgemischen, wie sie in der motorischen Anwendung aufgrund von Abgasrick-
fuhrung, Verdampfen von Kraftstoff und Verbrennungsvorgéngen ublich sind, mus-
sen zusatzliche Transportgleichungen fur die verschiedenen Spezies geldst werden
[3.1]:

ot ox. ox

0Py 0(Pnth) _%Lpga(pm/p)
i Xi i

j+p§,+p§7, (Gl. 3.3)

mit der Dichte der Spezies p,,, dem Diffusionskoeffizienten % und den Quelltermen

aufgrund von Verbrennung und Verdampfen des Kraftstoffs p; und p,.

Die Gleichungen 3.1.1 bis 3.1.4 lassen sich hinsichtlich ihrer Struktur mit der allge-

meinen Transportgleichung:

a(p@)+£(pui@):i(f¢a_@}+qd) (Gl. 3.4)

ot OX; OX; OX;
darstellen, die die zeitliche Veranderung der FeldgréRe @ durch deren konvektiven
(Term 1. Ordnung) und diffusiven Transport (Term 2. Ordnung) sowie einen Quell-

term q, beschreibt.

Aufgrund der derzeit verfligbaren Rechnerkapazitaten sowie der Erwartung weiterhin
steigender CPU-Geschwindigkeiten und Speicherverfligbarkeit haben sich zur
Losung des Differentialgleichungssystems numerische Verfahren durchgesetzt, die
auf einer raumlichen und zeitlichen Diskretisierung des Problems beruhen. Aufgrund
mannigfaltiger mathematischer und physikalischer Aufgabenstellungen wurde eine
Vielzahl von Berechnungsverfahren entwickelt, die hier nicht im Einzelnen erlautert

werden sollen. Ein grundsétzlicher Uberblick findet sich bei Ferziger [3.1]. Im Bereich
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der Stromungsmechanik ist die Methode der Finiten Volumen Stand der Technik, da
sie eine einfache raumliche Diskretisierung komplexer Geometrien erlaubt und damit
fur die Beschreibung technischer Strémungsvorgange gut geeignet ist. Dabei wird
das Stromungsgebiet in eine endliche Anzahl von Teilvolumina (Zellen) zerlegt, die
wiederum als separate Subsysteme betrachtet werden, die Uber ihre Seitenflachen
mit den Nachbarzellen in Kontakt stehen. Fir jedes dieser Gitterelemente werden die
Erhaltungsgleichungen fur Masse, Impuls und Energie in Integralform geldst.

Die allgemeine Form der Transportgleichung, siehe Gleichung 3.4, wird unter Be-

ricksichtigung des Gauld’'schen Integralsatzes zu:

f v+f puD — rg -ndS = fq@dv (G. 3.5)

wobei die Zustandsgrée @ und der Quellterm g, Uber das Volumen V des Gitter-

elements, die konvektiven und diffusiven Strome Uber dessen Systemoberflache S
aufintegriert werden. Fur die Losung der Volumenintegrale wird der Zustand der ge-
suchten FeldgroRe auf den Zellmittelpunkt reduziert und als konstant angenommen.
Fur die Flachenintegrale wird ebenfalls ein konstanter Wert fur die jeweilige Flache
angenommen, der durch Interpolation aus den Werten der benachbarten Zellknoten
ermittelt wird. Fir die Berechnung dieses Werts existieren verschiedene Ansatze un-
terschiedlicher Ordnung, die hier nicht weiter diskutiert werden sollen. Der durch die
Reduktion auf den Zellmittelpunkt und die Seitenflachen auftretende numerische
Fehler ist im Allgemeinen zweiter Ordnung und wird als numerische Diffusion be-
zeichnet [3.1].

Fur die zeitliche Diskretisierung stehen explizite und implizite Verfahren sowie Zwi-
schenformen, die den Zustand des Fluids an einem gegebenen Ort zum néchsten
Zeitschritt mit mehreren iterativen Predictor- und Corrector-Schritten berechnen, zur
Verfigung. Verfahren zur rdumlichen und zeitlichen Diskretisierung mit der Finite-
Volumen-Methode werden in der Literatur ausfuhrlich diskutiert. Es sei wiederum auf
Ferziger bzw. die Dokumentation der angewendeten Software verwiesen [3.1, 3.2].
Im Rahmen dieser Arbeit wurden die vom Hersteller CD-adapco empfohlenen Ein-

stellungen zur Steuerung der Numerik verwendet.
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3.1.2 Modellierung der Turbulenz

Wie spéater noch ausfihrlich erlautert wird, kann eine turbulente Strémung durch
Kenngrof3en wie die Langenskalen der grofRen Wirbel (integrale Lange L), der klei-

nen Wirbel (Kolmogorov-Lénge n) und die turbulente Reynolds-Zahl Rex.

Re,— 4Lt (Gl. 3.6)
1%

beschrieben werden. Dabei sind u’ die Turbulenzintensitat und v die kinematische
Viskositat. Man kann jetzt zeigen, dass das Verhéltnis der beiden genannten Lan-
genskalen von der turbulenten Reynolds-Zahl, die etwa in der Gré3enordnung von

1 % der makroskopischen Reynolds-Zahl liegt [3.1], in der Form:
L /n=Re (Gl. 3.7)

abhangt [2.18]. Daraus folgt, dass das GrolRenverhaltnis der gréten turbulenten
Strukturen zu den Kleinsten mit steigender Reynolds-Zahl zunimmt, wobei die
grol3en Wirbel die Dimension des Rechengitters bestimmen und die kleinen Wirbel
die notwendige Auflésung und damit die Grof3e der einzelnen Zellen. Da das
GroRRenverhaltnis aus Gleichung 3.7 fur die drei Raumrichtungen des Rechengitters

gilt und zudem einen Einfluss auf die Zeitschrittweite hat, wachst der Berechnungs-

aufwand insgesamt mit Re; [3.1].

Fur die motorische Anwendung ist die Auflosung aller turbulenten Langenskalen und
damit die direkte Berechnung des turbulenten Stromungsfelds (Direct Numerical
Simulation, DNS) aufgrund der geometrischen Dimensionen und der hohen
Reynolds-Zahlen ungeeignet. Vielmehr ist das DNS-Verfahren derzeit auf einfache
Stromungsprobleme mit geringen Reynolds-Zahlen begrenzt und wird ausschlie3lich
im Bereich der Grundlagenforschung eingesetzt.

Eine weniger aufwandiges Berechnungsverfahren stellt die LES-Methode (Large
Eddy Simulation) dar, die nur die groRen Turbulenzwirbel auflost und die Kleinen
ebenfalls tber geeignete Modelle berechnet. Fir die motorische Anwendung ergabe
sich so beispielsweise die Mdglichkeit, die zyklischen Schwankungen des Arbeits-

prozesses zu erfassen, etwa durch Vorgabe der gemessenen, zyklenaufgeltsten
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Druckverlaufe an den Grenzen des Berechnungsgebiets [3.3]. Problematisch bleibt
jedoch die hohe Anzahl der zu berechnenden Zyklen fir eine statistisch abgesicherte
Aussage, sowie der unbekannte Ausgangszustand des turbulenten Strémungsfelds,
dessen Einfluss auf das zu erwartende Ergebnis derzeit nicht geklart ist. Zieht man
zudem die deutlich héhere notwendige Zelldichte in Betracht, dann ist in naher Zu-
kunft mit einer breiten Anwendung dieser Methode ebenfalls nicht zu rechnen.

Fur praktische Probleme ist heute das RANS-Verfahren (Reynolds-Averaged Navier-
Stokes) in Verbindung mit Turbulenzmodellen im Einsatz, das auf die Berechnung
der turbulenten Strukturen verzichtet und stattdessen die turbulenten Kenngréf3en als
ortlich gemittelte Werte mit Hilfe halbempirischer Modelle bestimmt [2.18]. In einer

stationaren turbulenten Stromung gilt fur die FeldgroRe @
D=0+, (Gl. 3.8)
wobei @ den zeitlichen Mittelwert

— 1 to+r
@=lim™ [ odt, (Gl. 3.9)

700 T to
und @' die stochastische Schwankung um diesen Mittelwert darstellt:

—, i 1 to+7 /
@ —lim< [ @dt=0 (Gl. 3.10)

oo T J i,

wobei streng genommen eine dichtegewichtete Mittelung nach Favre zu erfolgen hat
[3.4]. Diese Mittelung geht bei vernachlassigbarem Einfluss der Turbulenz auf die
Dichteschwankungen in die dargestellte zeitliche Mittelung uber.

Durch Einsetzen von Gleichung 3.8 in Gleichung 3.4 entsteht fiir inkompressible

Stromungen die Reynolds-gemittelte Transportgleichung:

9
ot

(0@) +%[,0(L_l,@ + u,’@’)} = %

I I

oD
r -
e

1

+S, (Gl. 3.11)
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mit dem unbekannten turbulenten Term —pu/®’. Leitet man aus Gleichung 3.11

durch eine Substitution von @ mit 1, der Geschwindigkeit u bzw. der Enthalpie h die
Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen ab, dann kann man zeigen, dass in

der Impuls- und Energiegleichung die unbekannten Reynolds’schen Schubspan-

nungen —pTuj’. und der turbulente Warmestromvektor —pcpu,’T’ entstehen, die nicht

auf bekannte Grof3en zurtickgefiihrt werden kénnen. Dies wird als Schliel3ungsprob-
lem der turbulenten Stromung bezeichnet. In Anlehnung an die laminare Strémung

werden die Ansatze:

ou. ou.| 2
Ut =7, = u|—L+—L|—Z pké,, Gl. 3.12.1
puUd =T = H 8Xj ox, 3/7 i ( )
= oT
—IDCPUI-/T, = qi,t = ita—x (Gl 3122)

1

mit den unbekannten TurbulenzgroRen g, und 4, gebildet. Diese Grofien stellen

keine Stoffeigenschaften dar, sondern charakterisieren den erh6hten Austausch von
Impuls und Energie infolge der turbulenten Schwankungsbewegungen.

Weiterhin wird in Analogie zur laminaren Strémung eine turbulente Prandtl-Zahl Pr;
gebildet:

pr.=Y =2 (Gl. 3.13)

die fUr ungestorte turbulente Stromungen in der Gréf3enordnung von eins liegt [3.5].
Es bleibt demnach die Aufgabe, durch ein geeignetes Turbulenzmodell einen Ansatz

far die turbulente Viskositat x, zu finden.

Es existiert eine Vielzahl von Turbulenzmodellen [3.1, 3.5, 3.6], wobei derzeit das
ke-Modell am weitesten verbreitet ist. Es beruht auf der Annahme, dass die grof3en
turbulenten Wirbel durch die kinetische Energie der Stromung angetrieben werden, in
immer kleinere Wirbel zerfallen und schlieBlich in Warme dissipiert werden. Die
GroRRenskalen reichen dabei von der Integralen Lange Ly, die durch geometrische
Dimensionen definiert ist (Brennraumdurchmesser, Ventilhub etc.), bis hinab zur

Kolmogorov-Lange Ik, unterhalb derer die Schubspannungen infolge der Geschwin-
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digkeitsgradienten so grof3 werden, dass die kinetische Energie infolge der molekula-

ren Viskositat dissipiert. Flr die unbekannte turbulente Viskositat x wird der Ansatz

gewahlt:

k2
w=Cp". (Gl. 3.14)

wobei die turbulente kinetische Energie k und die Dissipation ¢ die charakteristischen
GroRRen des ke-Modells darstellen und wie folgt fur turbulente Stromungen im Gleich-
gewicht, d. h. gleicher Produktion und Vernichtung von Turbulenz, dargestellt werden
konnen [3.1]:

k—%W:% ul vl ) (Gl. 3.15.1)
13
¢ :LL—, (Gl. 3.15.2)

wobei Ly die integrale Lange und u’ die Turbulenzintensitat bezeichnen. Sie werden
durch zwei Transportgleichungen beschrieben, die aus den Navier-Stokes-

Gleichungen hergeleitet werden kdnnen:

_ u, ou|ou.
%-I-U, Ok _ 0 v, Ok +v, ou, +— ou, _ (Gl. 3.16.1)
ot ox;, 0x;|C, Ox; ox;  0x; |0x;
u.  ou;|ou, 2
9¢ g0e_0 v 0e)| o £ 10U OUOU o & (Gl. 3.16.2)
ot ox, 0x;|C, 0x, k |0x; 0x;|0x; k

mit den empirischen Konstanten C,, C,, C,, C,, und C,,. Aus Gleichung 3.15.1

folgt fur die Turbulenzintensitat u’ bei isotroper Turbulenz v’ = u; = u;, = u;:

u'= %k (Gl. 3.17)
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Einschrankend gilt fur das ke-Modell, dass die Beschreibung der turbulenten Stro-
mung auf Basis richtungsunabhangiger GrolRen wie der turbulenten kinetischen
Energie und der Dissipation streng genommen nur flr isotrope Turbulenz zul&ssig ist.
Insbesondere fur Brennverfahren mit hoher Ladungsbewegung erfolgt jedoch eine

Dampfung der stochastischen Mikrobewegungen in radialer Richtung durch die auf-

tretenden Zentrifugalkréfte, so dass gilt: u’(r)< u’(¢). Die Entwicklung genauerer

Turbulenzmodelle ist derzeit Gegenstand intensiver Forschungsarbeit, so dass zu-
kunftig, neben der starkeren Berticksichtigung neuer Berechnungsverfahren wie der
LES, auch der Einsatz aufwandigerer Turbulenzmodelle zu erwarten ist. Grundsatz-
lich hat sich das ke-Modell in der motorischen Berechnung als leistungsfahig und
numerisch robust erwiesen [3.1]. AuRerdem existiert eine umfangreiche Wissens-
und Erfahrungsbasis mit diesem Modell, so dass es derzeit den Stand der Technik
darstellt. Nach der Durchfiihrung einiger Verifikationen wurde es deshalb auch im

Rahmen dieser Arbeit eingesetzt, siehe néchster Abschnitt.

3.1.3 Beschreibung der Stromung an den Wanden

Von grof3er Bedeutung fur die Berechnung innermotorischer Vorgange ist die Be-
schreibung von Stromungsablésungen in den Kanélen zur Wiedergabe des Durch-
flussverhaltens, der Ladungsbewegung sowie des Wandwarmeulbergangs in den
Kanalen und im Zylinder. Da die Dicke der Wandschicht etwa eine GroéRenordnung
unter der Ublichen ZellgroRRe liegt, ist eine direkte Berechnung des Geschwindigkeits-
bzw. Temperaturprofils an der Wand mit der numerischen Auflosung des Rechengit-
ters nicht moglich. Vielmehr werden in den an die Wande angrenzenden Fluidzellen
spezielle Wandfunktionen gel6st, die eine Naherung fur den Verlauf der Geschwin-

digkeit und der Temperatur in der Wandschicht darstellen. Abbildung 3.1 zeigt bei-

spielhaft das Geschwindigkeitsprofil in der Wandschicht nahe des Abldsepunkts der

StrOmung.
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Ablésepunkt:
(¥ =01=0
= 7, =const

Abbildung 3.1: Stromungsprofile in der unmittelbaren Nahe des Ablésepunkts

Unter der Annahme einer zweidimensionalen, inkompressiblen und stationaren Stro-

mung sowie einem vernachlassigbaren Druckgradienten parallel zur Wand

(8p/8x:0) vereinfachen sich die Reynolds-gemittelte Massen- und Impulsbilanz,

siehe Gleichungen 3.1.1, 3.1.2 und 3.11, zu [3.5]:

—0 (Gl. 3.18)

wobei u die Geschwindigkeitskomponente parallel zur Wand, v die Geschwindig-
keitskomponente und y die Koordinatenrichtung senkrecht zur Wand darstellen.

Durch Integration erhalt man die konstante Wandschubspannung 7, :

y(;—u—pu’v’ =const.=t,,, (Gl. 3.19)
y

Gleichung 3.19 kann nach Einflhrung einer turbulenten Viskositat v, umformuliert

werden zu [3.5]:
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ou
T?W: (v4+v)—

(Gl. 3.20)

und mit der Definition weiterer dimensionsloser GrolRen:

u = [Ty MUY (Gl. 3.21.1-3.21.3)
P u, 1%
folgt:
N
ou __ 1 (Gl. 3.22)
ayt  T+v/v

Unterteilt man die Wandschicht in eine laminare, viskose Unterschicht mit vernach-
lassigbarer turbulenter Viskositat und eine vollturbulente Schicht Uber der viskosen
Unterschicht, innerhalb derer die turbulente Viskositat die laminare Viskositat um ein

vielfaches Ubersteigt, ergeben sich aus Gleichung 3.22 folgende Wandfunktionen fir

die dimensionslose Geschwindigkeit u™:

Tabelle 3.1: Wandgesetze bei unterschiedlicher Charakteristik der Wandschicht

Annahme Wandgesetz
Viskose Unterschicht v >y, ut=y"
Vollturbulente 1
V<V, u'=—Iny +C
Wandschicht K

x = 0,4 ist die Karman-Konstante und C=25,5 eine empirische Konstante. In An-
lehnung an die Beschreibung der dimensionslosen Geschwindigkeit fur die vollturbu-
lente Wandschicht werden die Funktionen als logarithmisches Wandgesetz bezeich-
net. Fur das Temperaturprofil in der Wandschicht lasst sich eine a@hnliche Gesetz-
maliigkeit herleiten, auf die aber nicht naher eingegangen werden soll [3.5].

Experimentelle Untersuchungen zeigten eine gute Ubereinstimmung fiir die viskose

Unterschicht bei y* <5 und fiir die vollturbulente Wandschicht bei Werten zwischen

30<y"<300. Bei y"-Werten im Berechnungspunkt der Wandschichtzellen, die
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nicht in diesen Bereichen liegen, liefert das logarithmische Wandgesetz keine ge-
naue Losung und verliert insbesondere bei Werten jenseits von 300 seine Giltigkeit.
Durch die verschiedenen Stromungszustdnde im Verbrennungsmotor wahrend des
Ansaug- und Kompressionstakts wéare flr eine Einhaltung dieser Kriterien ein flexibler
Abstand des ersten Berechnungspunkts von der Wand erforderlich. Derzeit ist durch
die Schwierigkeit der Erstellung von Rechengittern, die eine Bewegung der Ventile

und des Kolbens zulassen, nur eine eingeschréankte Einflussnahme auf die Grol3e

der Wandschichtzellen moglich. Abbildung 3.2 zeigt die y*-Werte fir den Ansaug-

vorgang des im Rahmen dieser Arbeit untersuchten direkteinspritzenden Otto-Motors
bei 450 °KWnZOT, also hohen Einstromgeschwindigkeiten, im betrachteten Teillast-
Betriebspunkt, siehe Tabelle 4.4.

Es ist zu erkennen, dass die berechneten Werte deutlich unterhalb 300 liegen und
damit grundséatzlich eine vertretbare Genauigkeit der Ergebnisse erwarten lassen.
Ein erheblicher Teil der Oberflache liegt jedoch im Bereich zwischen der viskosen
und vollturbulenten Grenzschicht, so dass eine vorsichtige Interpretation der Ergeb-

nisse erforderlich ist.
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Abbildung 3.2: y*-Werte der Randzellen des Brennraums bei 450 °KWnZOT (Basis-

Variante, Teillast)

Untersuchungen, die die Simulation der Verbrennung zum Inhalt hatten, zeigten in
der Vergangenheit, dass aufgrund der hohen Temperatur- und Spannungsgradienten
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wahrend der Verbrennung das logarithmische Wandgesetz zu hohe Gastemperatu-
ren im Brennraum berechnet, was, bedingt durch den hohen Einfluss der Temperatur
auf die Reaktionskinetik und Schadstoffbildung, eine bedeutende Einschrankung
darstellt. Aus diesem Grund wurden modifizierte Ansatze auf Basis des obigen Mo-
dells entwickelt [3.7] bzw. werden einfache empirische Modelle wie das Wandwar-
meulbergangsmodell von Woschni verwendet [3.8, 3.9].

Im Hinblick auf die Berechnung des Stromungsfelds in den Ein- und Auslasskanélen
ist die Gultigkeit der berechneten Geschwindigkeitsprofile in der Wandschicht be-
deutsam. Es zeigt sich, dass die Annahme einer konstanten Wandschubspannung,
siehe Gleichung 3.19, zu Schwierigkeiten bei der Berechnung von Strémungsablo-
sungen fuhrt, da im Abl6sepunkt an der Wand die Turbulenz verschwindet (v’ = 0 in
Gleichung 3.19) und ein Geschwindigkeitsprofil mit einer senkrechten Tangente ent-

steht (0u/dy = 0), siehe Abbildung 3.1. Es gilt daher 7, (y =0)=0. Da zur Aus-

bildung eines wandnahen Geschwindigkeitsprofils z,, = 0 gefordert ist, steht dies im

Widerspruch zur Annahme einer konstanten Schubspannung in der Wandschicht.
Das ke-Modell tberschatzt daher bekanntermal3en die turbulente Viskositat und fuhrt
im Allgemeinen zu einer ungenauen Berechnung der Rezirkulationsgebiete bzw. zu
einem verspateten Abldsen der Stromung [3.10].

Um die Anwendbarkeit des ke-Modells fiir die im Rahmen dieser Arbeit durchgefuhr-
ten Untersuchungen zu verifizieren, wurden Vergleiche zwischen den Ergebnissen
der numerischen CFD-Simulation und den Resultaten aus statischen Durchblasver-
suchen am Stromungsprufstand durchgefuhrt. So zeigte sich etwa eine befriedigende
Ubereinstimmung zwischen den an der FlieBbank gemessenen Durchflussbeiwerten
der Auslasskandle eines Vierventil-Otto-Motors und den mit Hilfe einer statischen
Stromungssimulation gerechneten Werten. Die Ergebnisse werden in Kapitel 5.2 er-
lautert. Auch die mittels der Prozessrechnung gerechneten instationaren Massen-
strome wahrend des Ladungswechsels durch die Ein- und Auslassventile konnten mit
der CFD-Simulation gut abgebildet werden. Abbildung 3.3 zeigt einen Vergleich der

beiden Berechnungsverfahren fir die Ventiliberschneidung und den Ansaugtakt bei
einem Vierventil-Otto-Motor mit Kanalabschaltung im untersuchten Teillast-
Betriebspunkt, siehe Tabellen 5.1 und 5.2.

Die geringen Unterschiede in den Kurvenverlaufen wahrend der Ventiliberschnei-
dungsphase und bei maximalem Einlassmassenstrom sind nicht notwendigerweise

eine Indiz fur eine ungenaue Beschreibung des Stromungsfelds durch die CFD-
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Simulation. Wie in Kapitel 3.3.1 noch erlautert wird, ist etwa eine fehlende Differen-
zierung der Durchflussbeiwerte der Ein- und Auslassventile in Bezug auf Ein- und
Ausstromrichtung und die modellbedingte fehlende rédumliche Orientierung von
Brennraum, Ein- und Auslasssystem seitens der Prozessrechnung kritisch zu hinter-
fragen. Die z. T. erheblichen Unterschiede der Durchflusszahlen fir die beiden Stro-
mungsfalle Ein- und Ausstromen werden in Kapitel 5.8 anhand der Durchstrémung

der Auslassventile erlautert.
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Abbildung 3.3: Vergleich der Massenstromverlaufe zwischen CFD-Simulation und

Prozessrechnung bei einlassseitiger Kanalabschaltung und grof3er Ventiliiberschnei-
dung (Otto-Motor mit Kanaleinspritzung, Teillast)

In jedem Fall kann mit der grundsatzlich guten Ubereinstimmung der Ergebnisse
plausibel nachgewiesen werden, dass das logarithmische Wandgesetz im Rahmen
dieser Untersuchungen einen brauchbaren Ansatz zur Berechnung der Strdmungs-

vorgange liefert.
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3.2  Erstellen der numerischen Stromungsmodelle

Abbildung 3.4 gibt einen Eindruck vom Modellierungs-, Losungs- und Auswertungs-

ablauf der im Rahmen dieser Arbeit durchgefiihrten CFD-Simulationsrechnungen.
Der Ablaufplan bezieht sich auf das eingesetzte Programmpaket Star-CD™, ist je-
doch auf andere Anwendungsprogramme Ubertragbar.

Wahrend durch die Anwenderfreundlichkeit der einzelnen Programme die Erstellung
der Rechengitter in der Vergangenheit wesentlich vereinfacht wurde, ist die Modellie-
rungsphase (Preprocessing) aufgrund der zahlreichen Schnittstellen zwischen den
CAD-Programmen zur Geometrieerstellung und den Vernetzern des CFD-
Programmpakets immer noch zeitintensiv. Der Aufwand nimmt weiter zu, wenn, wie
in diesem Fall, ein bewegtes Netz fur die Berucksichtigung der Ventil- und Kolben-
bewegung Uber Grad Kurbelwinkel erforderlich ist.

/\ CAD-Modell

STL (CATIA, ProEngineer, STL
Ventilhubkurven SolidWorks, etc.)
Kurbeltrieb IGES IGES
g Flachenaufbereitung (rosurf)
) {sn% sn%
2 ~—
O Preprocessing Preprocessing
8 { Bewegtes Gitter Databases | statisches Gitter
& Zellen, (es-ICE) {pro*am)
S Knoten,
Events = |
\/ Preprocessing Initialisierung
Physikalische Eigenschaften Randbedingung
! (i) [ (GT-Powen)
g .
S _Solvmg
6' (Star + Ice)

S User Subroutines, Postprocessing
E Makro-Programmierung (prostar)

Abbildung 3.4: Ablaufplan der durchgefiihrten CFD-Simulationen auf Basis des Pro-

grammpakets Star-CD™
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Die bewegten Netze wurden mit dem Expertensystem es-ice™ mit der Mapped-
Meshing-Methode erstellt, d. h. die Netzknoten wurden ausgehend von einer als

Template bezeichneten Standardgeometrie auf die aus den CAD-Daten extrahierten

Oberflachen projiziert [3.11]. Abbildung 3.5 zeigt beispielhaft das bewegte Netz eines

Vierventil-Otto-Motors flir zwei unterschiedliche Netzpositionen.

450 °KWnZOT 690 °’KWnZOT

Abbildung 3.5: Bewegtes Netz eines Vierventil-Otto-Motors fir zwei Netzpositionen

Um durch die Druck-Randbedingungen des CFD-Modells initiierte Massenstrom-
schwankungen in den Einlasskanalen zu vermeiden, ist die zusatzliche Modellierung
eines Teils des Ansaugsystems erforderlich. Fir diese als statische Netze ausgefihr-
ten Modellteile steht das Programm pro*am zur Verfigung, dass auf Basis der Trim-
med-Meshing-Methode arbeitet. Dabei wird aus einem vordefinierten Zellblock das
durchstromte Volumen mit den aus den CAD-Daten extrahierten Oberflachen he-
rausgeschnitten [3.1]. AnschlieBend werden beiden Modellteile unter Verwendung

mathematischer Koppelbedingungen zusammengefiigt, siehe Abbildung 3.6.

An den Grenzen des Stromungsmodells werden ein- und auslassseitig die mit Hilfe
der eindimensionalen Stromungsrechnung ermittelten und Uber Grad Kurbelwinkel
abgelegten Dricke und Temperaturen vorgegeben, siehe auch nachster Abschnitt.
Ferner werden die Gaszustandsgréf3en sowie die Kraftstoff- und Restgaskonzentra-

tionen im Saugsystem mit Hilfe der Prozessrechnung initialisiert [3.11].
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p(@), T(¢p)

Abbildung 3.6: Gesamtmodell Vierventil-Otto-Motor als Verbindung aus statischem

und bewegtem Netz

Im Falle der transienten Simulation von Ladungswechsel und Kompression liegt der
gesamte Arbeitsaufwand, bestehend aus Preprocessing, Solving und Post-
processing, noch immer im Bereich von Wochen, was im Rahmen industrietblicher
Entwicklungszeiten nur die Betrachtung ausgewahlter Varianten erméglicht. Auch die
sinnvolle GréRRe der Modelle, die sich derzeit bei etwa 10° Zellen bewegt, beschrankt
den betrachteten Ausschnitt des Motors meist auf einen Zylinder und einen Teil des
Einlasssystems. Fir schnelle, den gesamten Motor umfassende Berechnungen der
Zustandsgrof3en sind physikalische Vereinfachungen notwendig, wie sie in den ein-

dimensionalen Ansatzen der Prozessrechnung getroffen werden.

3.3 Modellbildung mit den Ansatzen der Prozessrechnung

Die Prozessrechnung basiert auf einer vereinfachten Betrachtung der Strémung im

Verbrennungsmotor. Ein- und Abgassystem werden als verzweigte Rohrsysteme und
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Behaltervolumina betrachtet, wobei Rohre und Verzweigungen durch einen eindi-
mensionalen Stromfaden angenahert und durch die in den Gleichungen 3.1.1 bis

3.1.4 beschriebenen Navier-Stokes-Gleichungen, Zylinder- und Behéltervolumina

zumeist durch nulldimensionale Anséatze beschrieben werden [3.5, 3.12, 3.13].

Abbildung 3.7 zeigt zur lllustration ein mit dem kommerziellen Software-Paket

GT-Power™ aufgebautes Modell eines Vierzylinder-Otto-Motors mit Saug- und Ab-
gassystem sowie geregelter Drosselklappe und AGR-Ventil fur externe Abgasruck-
fuhrung. Dargestellt ist die visuelle Umsetzung des Modells auf der grafischen Be-

nutzeroberflache des Programms. Die Icons reprasentieren jeweils ein Bauteil bzw.

eine Baugruppe mit den hinterlegten physikalischen Eigenschaften.
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Abbildung 3.7: Modell eines Vierzylinder-Otto-Motors mit geregelter Drosselklappe

und AGR-Ventil
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3.3.1 Physikalische Beschreibung der Ein- und Auslassventile

Fur Bauteile, deren Funktion durch die null- bzw. eindimensionale stromungsmecha-
nische Modellbildung nicht ausreichend bestimmt werden kann, kommen empirische
Ansatze zum Einsatz. Zu diesen Bauteilen z&hlen alle Arten von Drosselstellen, de-
ren Durchflussverhalten durch die Einschnirung der Strémung im engsten Quer-
schnitt und damit rAumlichen Stromungseffekten, wie der Stromungsablésung und
—rezirkulation, abhangen. Dies gilt auch fur die Ein- und Auslassventile, die als tber
den Ventilhub veranderliche Drosselstelle interpretiert werden. Da der berechnete
Liefergrad und damit die Leistung und der Kraftstoffverbrauch ganz wesentlich von
der korrekten Beschreibung des Ladungswechsels abhangen, ist die Berechnung
des Durchflussverhaltens der Ein- und Auslassventile von grol3er Bedeutung.

Der durch die Drosselstelle flieRende Massenstrom m wird durch die Saint-

Venant'sche Durchflussgleichung beschrieben:

2 x+1

M=y Ay 2P0 - ﬁ[ﬁ] —[ﬁ] (Gl. 3.23)

Po Po

mit dem am Stromungsprifstand gemessenen Durchflussbeiwert «,, einer Refe-
renzflache A.,,;, dem Isentropen-Exponenten x, dem Totaldruck p, und der Total-
dichte p, vor, sowie dem statischen Druck p nach der Drosselstelle. Im Fall der Ven-
tile ist der Durchflussbeiwert ¢, eine Funktion des Ventilhubs.

Es ist darauf zu achten, dass aufgrund ihrer geometrischen Ausflihrung das Durch-
flussverhalten durch die Ventile in beiden Stromungsrichtungen unterschiedlich ist.
Die Durchflussbeiwerte sind fur die aus dem Brennraum ausstromende Luft aufgrund
der starken Umlenkung am Ventilteller kleiner als fur die einstromende Luft. Dies
konnte fir die Auslassventile am untersuchten Otto-Motor mit Kanaleinspritzung
rechnerisch bestatigt werden, siehe Abbildung 5.25 in Abschnitt 5. Derzeit begnigt
man sich zumeist mit der experimentellen Ermittlung der Durchflussbeiwerte in die
Hauptstromungsrichtung, d. h. einstromende Luft fir die Einlass- und ausstrémende
Luft far die Auslassventile, was im Allgemeinen keinen Einfluss auf die Gite der Er-

gebnisse hat. Lediglich im Teillast-Betrieb bei grof3er Ventiliiberschneidung wird auf-
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grund der Druckdifferenz zwischen dem gedrosselten Saugsystem und dem Abgas-
system ein hoher Massenstrom entgegen der Hauptstromungsrichtung in das Saug-
system durchgesplult. Die ungenaue Angabe der Durchflussbeiwerte kann dabei zu
einer fehlerhaften Berechnung der im Zylinder enthaltenen Restgasmasse zu Beginn
des folgenden Verbrennungszyklus fihren.

Neben der Abhangigkeit des Durchflussbeiwerts von der Stromungsrichtung besteht
auch ein Einfluss vom Druckgefalle an der Drosselstelle. Dies wurde experimentell
am Stromungsprufstand fir die Einlassventile eines Vierventil-Otto-Motors unter-
sucht. Der Zylinderkopf wurde dabei einlassseitig fur Ventilhibe zwischen 1 und

5 mm in Hauptstromungsrichtung durchblasen. Abbildung 3.8 zeigt die fir Druckge-

falle von 50 mbar, 100 mbar, 150 mbar und 200 mbar gemessenen Durchflussbei-
werte.
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Abbildung 3.8: Durchflussbeiwerte der Einlassventile in Abhangigkeit des Druckgefal-

les mit einer auf die Zylinderbohrung bezogenen Referenzflache

Bei 200 mbar Druckgefalle sinkt demnach der Durchflussbeiwert gegentber dem
Wert bei 50 mbar um etwa 10 %. Dieser auf den ersten Blick moderate Einfluss kann

jedoch durchaus bedeutsam sein, etwa bei Steuerzeitenkonzepten mit geringem
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Ventilhub und dabei insbesondere in Verbindung mit spatem Offnen der Einlassventi-
le im Volllast-Betrieb. In diesem Fall ist der Kolben bei Einlass-Offnen bereits in der
Abwartsbewegung, was zu einer Abnahme des Zylinderdrucks und einem hohen
Druckgefalle zwischen Zylinder und Einlasssystem fiihrt. Abbildung 3.9 zeigt Berech-

nungsergebnisse fur einen Vierventil-Otto-Motor mit einem um 41 % reduzierten Ein-
lassventilhub bei Volllast-Betrieb. Gegeneinander aufgetragen ist der berechnete Lie-
fergrad bei konstanten und vom Druckgefélle abhangigen Durchflussbeiwerten fir
die Einlassventile.
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Abbildung 3.9: Vergleich des berechneten Liefergrads fur Einlassventile mit konstan-
ten und vom Druckgefélle abhangigen Durchflussbeiwerten bei einem um 41 % redu-

zierten Ventilhub und Volllast-Betrieb

Aufgrund des Uber der Drehzahl zunehmenden Differenzdrucks an den Ventilen und
der in Abbildung 3.8 dargestellten Charakteristik des Durchflussverhaltens vom
Druckgefalle weichen beide Kurvenverlaufe ab etwa 3.000 1/min merklich voneinan-
der ab. Demnach ist bei Konzepten mit reduzierten Ventilhilben zumindest fur die
Berechnung des Volllast-Betriebs eine Modellierung der Ventile mit vom Druckver-

héltnis p/p, abhangigen Durchflussbeiwerten ratsam.
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3.3.2 Warmefreisetzung im Zylinder

Die Warmefreisetzung in Folge der Verbrennung des eingespritzten Kraftstoffs wird
im einfachsten Fall Gber die Vibe-Funktion beschrieben [3.14]:

Q(p)

——~=1—exp

Gl. 3.24
Q.. ( )

m+1
-C [ @ — Pgg ]
APgp

Q gibt dabei den Summenbrennverlauf, also die kumulierte freigesetzte Energie Uber
dem Kurbelwinkel ¢ an. Die Indizes BB und BD stehen fur den Brennbeginn bzw. fir
die Brenndauer, m ist ein empirisch zu bestimmender Formparameter. Die gesamte

dem Brennraum zugefiihrte Kraftstoffenergie Q .. lasst sich aus dem Produkt der

ges

Kraftstoffmasse m, und dem Heizwert H, berechnen:

Q, = My -H, (Gl. 3.25)

Fur die Berechnung des Warmestroms zwischen dem Arbeitsgas und den Zylinder-
wanden existieren ebenfalls zahlreiche Anséatze, wobei derzeit der von Woschni Vor-
geschlagene und die darauf basierenden Modellvorstellungen die am weitesten Ver-
breiteten sind [3.8 ,3.15, 3.16].

Die Verbrennung ist, wie in Abschnitt 7 noch ausfuhrlich erlautert wird, von zahl-
reichen Parametern, wie Druck, Temperatur, Restgaskonzentration und Turbulenz
abhéngig. Sie ist damit fir einen gegebenen Motor keine konstante Grof3e sondern
an die einzelnen Betriebspunkte anzupassen. Insbesondere bei einer Analyse des
Kraftstoffverbrauchs in Abhangigkeit verschiedener Ventilsteuerzeiten fuhrt die auf-
grund der oben genannten EinflussgroRen bedingte Variation der Brenndauer zu
einem erheblichen Einfluss auf den Verbrennungswirkungsgrad und damit auf die
Gute der Ergebnisse. Von grol3em Interesse ist in diesem Zusammenhang auch die
Fahrbarkeitsgrenze des Brennverfahrens, d. h. die Restgaskonzentration bei der der
Variationskoeffizient des indizierten Mitteldrucks einen definierten Grenzwert Uber-
steigt. Dieses Kriterium stellt im Allgemeinen die Grenze fir die Entdrosselung des

Saugsystems infolge interner oder externer Abgasruckfihrung dar.
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Gleichung 3.24 liefert jedoch keine Voraussage hinsichtlich des Verlaufs der Warme-
freisetzung in Abhangigkeit physikalischer Gré3en, sondern lediglich die mathemati-
sche Beschreibung des Brennverlaufs. Damit ist die Fahigkeit des Verfahrens, den
Motorbetrieb in einem weiten Drehzahl- und Lastbereich korrekt wiederzugeben, ein-
geschrankt.

Es wurden in der Vergangenheit zahlreiche Arbeiten veroffentlicht, die auf Basis der
Prozessrechnung eine Beschreibung der Verbrennungseigenschaften erlauben. In
[2.14] wird Dbeispielsweise ein empirischer Zusammenhang zwischen den in

Gleichung 3.24 enthaltenen Parametern m und Agg,, dem Restgasgehalt und der

Steuerzeitenbreite der Einlassventile hergestellt. In [3.17] wird auf Basis von Vibe-
Ersatzbrennverlaufen in Abhangigkeit von Last und Motordrehzahl eine Um-
rechnungsvorschrift fir den Zundverzug, die Brenndauer und den Formparameter
angegeben, die jedoch nur flr Restgasgehalte von 0 bis 10 % gultig ist. In [3.18]
wiederum wird mit einer Vielzahl experimenteller Untersuchungen am Motorprifstand
ein neuronales Netz trainiert, das eine Interpolation der Brennverlaufe erlaubt.

Einen tieferen Zugang zu dieser Problematik bieten die phanomenologischen Model-
le, die auf physikalischen Zusammenhangen zwischen Gemischaufbereitung, Ge-
mischentflammung und Verbrennung basieren. Eine ausfiihrliche Ubersicht und Be-
schreibung dieser Anséatze, die insbesondere fir die dieselmotorische Verbrennung
eine gewisse Akzeptanz fanden, findet sich in [3.5]. Im Bereich der Otto-Motoren
wurden die sogenannten Entrainment-Modelle eingefiihrt, die eine physikalische Be-
schreibung der Vorgange in der Flammenfront liefern. Hires, Tabaczynski und
Novak entwickelten einen Ansatz, der die Brenndauer in einen Flammenent-

wicklungswinkel 46,, der den Ubergang der laminaren in die vollturbulente Flamme

beschreibt, und eine Brenndauer der turbulenten Flamme unterteilt [3.19]. Der Flam-
menentwicklungswinkel wird als der Zeitraum definiert, den die Flamme benétigt um

einige grolRe Turbulenz-Wirbel durchzubrennen:

[ 1/3 | 2/3
A9d=C(—X,j [ﬂJ , (Gl. 3.26)

u S,

wobei Ly die Integrale Lange, Iy die Mikrolange nach Taylor, u’ die Turbulenzintensi-
tat, s, die laminare Flammengeschwindigkeit und C eine empirische Konstante dar-

stellen. Die Modellvorstellung des Entrainment-Modells geht davon aus, dass sich die
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grol3en Turbulenzballen aus kleineren Wirbelstrukturen mit den Abmessungen /i, zu-
sammensetzen. Die Flamme tritt entlang der Grenzen dieser Mikrostrukturen in die
grol3en Wirbel ein und brennt die kleinen Wirbel durch, wobei laminare Flammenge-
schwindigkeit angenommen wird. Die Entrainment-Modelle sind aufgrund ihrer ein-
fachen Annahmen in die Zwei-Zonen-Modelle der Prozessrechnung implementierbar.
Fur die Berechnung der turbulenten GroRen werden vereinfachte Ansétze ange-
nommen [2.18]. Daraus abgeleitet werden kdonnen die Veranderung des Brennver-
laufs und Kriterien fur die Stabilitdt der Verbrennung und Restgasvertraglichkeit
[3.20].

Ihre Grenzen finden alle beschriebenen Modelle zur Beschreibung der Verbrennung
bei Konzepten mit erhdhter Ladungsbewegung, was bereits durch die nulldimensio-
nale Beschreibung des Zylinders zum Ausdruck kommt. Zwar wurden auch hier in
der Vergangenheit Losungsvorschlage fur die Darstellung der Zylinderinnenstromung
und deren Einfluss auf Verbrennung und Wandwéarmeverluste veroffentlicht [3.20,
3.21], eine allgemeingultige Lésung fur die Beschreibung der verschiedenen Formen
der Ladungsbewegung und deren Zerfall in Turbulenz ist derzeit jedoch fir diesen
Modellansatz nicht verfugbar. Hier sind nach wie vor detaillierte, dreidimensionale
Simulationsrechnungen notwendig. Ein Bewertungsverfahren zur Verbrennungsstabi-

litat auf Basis dieser Methode wird in Abschnitt 7 vorgestellt.

3.4 Kennfeldberechnungen fiir den Teillast-Betrieb mit Abgasriickfiihrung

In den folgenden Abbildungen sind mit GT-Power™ berechnete Ergebnisse fiir den
untersuchten Otto-Motor mit Kanaleinspritzung im Teillast-Betrieb dargestellt. Motor
und Betriebspunkt sind im folgenden Abschnitt in den Tabellen 4.1 und 4.2 definiert.
Fur die Berechnungen wurden der Brennverlauf nach Vibe und der Wandwérme-

ubergang nach Woschni gewahlt. Die Parameter m und Ag,, aus Gleichung 3.24

wurden mit Hilfe verfigbarer Messergebnisse vom Motorenprifstand in Abhangigkeit
von Last und Motordrehzahl als variable GroRen vorgegeben. Das Modell ist mit
einer geregelten Drosselklappe ausgestattet.

Abbildung 3.10 stellt einen Vergleich der mit Hilfe der Hoch- und Niederdruck-

Indizierung am Motorenprifstand gemessenen Druckverlaufe in den Zylindern sowie

im applizierten Ein- und Auslasskanal mit den gerechneten Werten dar.
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Abbildung 3.10: Vergleich der am Motorenprifstand gemessenen und gerechneten

Druckverlaufe in den Zylindern sowie im Ein- und Auslasskanal (Otto-Motor mit Ka-

naleinspritzung, Teillast)

Die gute Ubereinstimmung belegt die richtige Wiedergabe der gasdynamischen

Effekte durch die Prozessrechnung sowie die richtige Abstimmung der Verbrennung.
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Die Druck- und Temperaturverlaufe in den Ein- und Auslasskanalen stellen eine
wichtige Randbedingung flr die CFD-Simulation dar.

Die Prozessrechnung bietet die Moéglichkeit, mit den in Kapitel 3.3.2 dargelegten Ein-
schrankungen hinsichtlich Brenndauer und Verbrennungswirkungsgrad, durch die
Variation signifikanter Parameter, wie der Ventilsteuerzeiten, Potenziale zur
Verbrauchseinsparung aufzuzeigen. Ziel ist dabei stets die Entdrosselung des Saug-
systems und damit eine Absenkung der Pumparbeit. Die Entdrosselung des Einlass-
systems durch interne Abgasriickfiihrung kann etwa durch den Einschluss des Rest-
gases im Brennraum, eine interne einlassseitige Abgasrickfihrung (ER) durch Aus-
schieben von Abgas in den Einlasstrakt und nachfolgendes Ansaugen dieses Abga-
ses, eine interne auslassseitige Abgasruckfiihrung (AR) durch Ricksaugen aus dem
Auslasstrakt und eine externe Abgasrickfuhrung tber eine Verbindung zwischen
Auslass- und Einlasssystem erreicht werden [2.13]. Fir jede dieser Strategien ist

eine Abstimmung der Ventilsteuerzeiten notwendig.
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Abbildung 3.11: Berechnete Restgaskonzentrationen fir verschiedene Ventilsteuer-

zeiten (Otto-Motor mit Kanaleinspritzung, Teillast)
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Die Abbildungen 3.11 und 3.12 zeigen die berechnete Restgaskonzentration und den

spezifischen Kraftstoffverbrauch bei interner Abgasrickfihrung in Abhangigkeit der
Ein- und Auslassventilspreizungen.

Der Begriff Ventilspreizung ist dabei definiert als der Betrag des Abstands der hochs-
ten Ventilerhebung zum Ladungswechsel-OT. In der linken, unteren Ecke der Kenn-
felder befinden sich demnach die Bereiche mit groRer Ventiliiberschneidung, worauf
die stetige Zunahme der Restgaskonzentrationen in Abbildung 3.11 zurtickzufihren
ist. Zusatzlich in das Diagramm eingetragen sind die Strategien der einlassseitigen
und der auslassseitigen Abgasruckfihrung. Ausgehend von der Referenz-
Phasenstellung der Ventile wird fir die einlassseitige Abgasrickfihrung bei konstan-
ter Auslass-Steuerzeit das Einlassventil Richtung frih verschoben um durch eine
grof3e Ventiluberschneidung in Verbindung mit dem Spiulgefélle zwischen Ein- und
Auslasssystem ein Durchblasen des Abgases zu ermdglichen. Durch ein Spéatstellen
der Auslassventile wird wahrend des Ansaughubs Abgas in den Brennraum riickge-
saugt, was zu einer auslassseitigen Abgasruckfuhrung fuhrt. Die Kombination beider
MalRnahmen hat Ventilsteuerzeiten mit maximaler Ventiliberschneidung und héchs-
ter Restgaskonzentrationen zur Folge.

In Abbildung 3.12 ist der berechnete spezifische Kraftstoffverbrauch dargestellt, wo-
bei die Verbrennungsparameter konstant gehalten wurden, d. h. die Veranderung der
Brenndauer und des Verbrennungswirkungsgrads in Abhéngigkeit der Restgaskon-
zentration wurde nicht berucksichtigt.

Die verbrauchsgtinstigsten Betriebspunkte werden in der linken, unteren Ecke im
Bereich grof3er Ventiliberschneidungen und hoher interner Abgasrickfihrung, identi-
fiziert. Dabei wird das ins Saugsystem durchgeblasene Abgas wahrend des Einlass-
takts wieder angesaugt. Dies fuhrt zu einer Ladungsverdinnung im Zylinder, die eine
Entdrosselung des Saugsystems erméglicht. Messungen am Motorenprifstand erga-
ben jedoch, dass dieser Kennfeldbereich aufgrund der instabilen Verbrennung nicht
mehr fahrbar ist. Es zeigte sich vielmehr, dass in diesem Betriebspunkt eine maxima-
le Restgastoleranz von 30 % besteht. Dieser Grenzbereich ist in den beiden Abbil-
dungen durch eine weil3e unterbrochene Linie gekennzeichnet.

Ist die Laufgrenze des Brennverfahrens bekannt, so bietet eine Optimierungsrech-
nung die Moglichkeit, die Ventilsteuerzeiten mit minimalem Kraftstoffverbrauch unter
der Voraussetzung einer Restgaskonzentration kleiner 30 % zu berechnen.
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Abbildung 3.12: Berechneter spezifischer Kraftstoffverbrauch fur verschiedene Ven-

tilsteuerzeiten (Otto-Motor mit Kanaleinspritzung, Teillast)

Fur diesen Betriebspunkt wurde so der Atkinson-Cycle in der rechten, unteren Ecke
des Kennfelds (Spatverstellung der Ein- und Auslassventile) als verbrauchs-
gunstigste Strategie identifiziert, was durch Messungen am Motorenprifstand besta-
tigt werden konnte. Die Entdrosselung des Saugsystems erfolgt dabei aufgrund der
auslassseitigen Abgasruckfihrung und dem Ruckschieben der Zylinderladung in das
Saugsystem aufgrund des spéaten SchlieBens der Einlassventile nach Ladungs-
wechsel-UT.

Die Berechnung zeigte insgesamt, dass durch die richtige Wiedergabe der Restgas-
konzentrationen und der Ladungswechselarbeit eine gute Vorhersage der Punkte
minimalen Kraftstoffverbrauchs mdglich ist, solange die Effekte unterschiedlicher
Brenndauern vernachlassigt werden kdnnen. Da in diesem Fall die verbrauchs-
gunstigen Punkte in Kennfeldbereichen mit ahnlichen Restgasraten gefunden wur-
den, war eine gute Ubereinstimmung mit Prifstandsergebnissen zu erkennen. Vor-

aussetzung fur die Optimierungsrechnung ist jedoch in jedem Fall die vorherige
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Kenntnis der Restgasvertraglichkeit des Brennverfahrens, was einmal mehr die Not-
wendigkeit einer frihzeitigen Bestimmung dieser wichtigen Kenngré3e hervorhebt.

Eine weitere Strategie zur Ladungsverdinnung besteht in der bereits angeflhrten
externen Abgasruckfihrung, die im Simulationsmodell durch die Implementierung
eines geregelten AGR-Ventils realisiert werden kann. Die Entdrosselung des Saug-
systems erfolgt bei konstanten Ventilsteuerzeiten durch das sukzessive Erhéhen der
Abgasrickfiuhrrate bis zur, wiederum am Motorenprifstand zu ermittelnden, Lauf-
grenze des Brennverfahrens. Eine zuverldssige Voraussage der Verbrauchs-
einsparung ist in der geforderten Genauigkeit aufgrund der Abhangigkeit der Brenn-
dauer und damit des Verbrennungswirkungsgrads von der Restgaskonzentration
nicht moglich. Jedoch kann durch die Berechnung des Ladungswechsels die gesam-
te Restgaskonzentration im Brennraum, bestehend aus der internen und externen
Abgasruckfiuhrrate, ermittelt werden. In Tabelle 3.2 ist fir die beiden im Rahmen die-
ser Arbeit untersuchten Motoren im jeweiligen Teillast-Betriebspunkt, siehe Tabellen
4.1 bis 4.5, der funktionelle Zusammenhang zwischen der externen Abgasruckfihrra-

te X, und der gesamten Restgaskonzentration im Brennraum X, dargestellt:

ext

Tabelle 3.2: Restgaskonzentration in Abhangigkeit von der externen Restgasrate flr
die beiden untersuchten Motoren, siehe Tabellen 4.1 bis 4.5

Motor Lastpunkt Restgaskonzentration
DE Teillast Xeo =17,1+0,716- X,
KE Teillast Xoe = 14,840,764 - X,

Es ergab sich fur beide Motoren in sehr guter Naherung ein linearer Zusammenhang,
wobei aufgrund der zunehmenden Entdrosselung des Saugsystems bei steigender
externer Restgasrate die interne Abgasruckfihrung kontinuierlich abnimmt. Eine ein-
fache Addition der Restgaskonzentration bei rein interner Abgasrtckfiihrung mit den
externen Restgasraten ergabe demnach zu hohe Werte fur die Gesamtkonzentration.
Diese beiden Formeln stellen eine wichtige Eingangsgrof3e fur das in Abschnitt 7
vorgestellte Verfahren zur Berechnung der maximalen Restgasvertraglichkeit des
Brennverfahrens dar.

Abschlie3end sei erwéhnt, dass die Prozessrechnung einen wertvollen Beitrag zur

Brennverfahrensentwicklung bildet, auch wenn die Verbrennung aufgrund der vielfal-
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tigen EinflussgrofRen derzeit nicht allgemeingultig abgebildet werden kann und eine
Beurteilung der Verbrennungsstabilitat nicht generell moglich ist. Eine rein experi-
mentelle Optimierung der vielfaltigen StellgréRen moderner Otto-Motoren wie
Einspritz-, Zindzeitpunkt, Steuerzeiten, Ventilhubkurven und Ein- und Auslassquer-
schnitte ist in den immer kirzer werdenden Entwicklungszyklen nicht mehr machbar.
Hier liefert die Prozessrechnung eine wertvolle Vorauswahl aus der Vielzahl an mog-
lichen Varianten, fur die am Motorprifstand eine weitere Selektion stattfinden kann.

Weiterhin werden grof3e Bereiche des Motors mit den vereinfachten Ansatzen der
Prozessrechnung gut beschrieben, was eine schnelle und umfassende Analyse der
Gasdynamik und Thermodynamik zulasst. Die weit aufwandigere CFD-Simulation

wird dagegen mittelfristig auf Teilbereiche des Motors beschrankt bleiben.
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4 Varianten zur Steigerung der Ladungsbewegung

Die in dieser Arbeit dargestellten Untersuchungen wurden an zwei unterschiedlichen
Motoren mit homogenen Brennverfahren erarbeitet. Fir beide Motoren wurden um-
fangreiche numerische und experimentelle Arbeiten durchgefuhrt, wobei der wissen-
schaftliche Gehalt dieser Arbeit auf der numerischen Beschreibung der Zylinder-
innenstromung und der Gemischentflammung liegt. Die experimentellen Unter-
suchungen werden herangezogen, um einen quantitativen Zusammenhang zwischen
den Resultaten der Stromungssimulation und dem motorischen Verhalten aufzuzei-
gen. Sie flieRen in dieser Arbeit an geeigneter Stelle ein ohne jedoch auf die mess-
technischen Details einzugehen.

Dieser Abschnitt stellt lediglich einen Uberblick der untersuchten Motoren und
Varianten zur Steigerung der Ladungsbewegung dar. Die Ergebnisse werden in den

folgenden Abschnitten diskutiert.

4.1  Vierzylinder-Otto-Motor mit Kanaleinspritzung (KE)

Zur Verfugung stand ein seriennaher Vierventil-Otto-Motor mit Dachbrennraum,
MPFI-Einspritzung und den in Tabelle 4.1 aufgelisteten KenngréRen. Zur Verein-
fachung wird der Motor im verbleibenden Text Gber sein Einspritzverfahren abgekuirzt

und mit KE bezeichnet.

Tabelle 4.1: Spezifikation des Otto-Motors mit Kanaleinspritzung (KE)

Anzahl Zylinder 4
Hubraum [cm3] 1364

Hub [mm)] 80,6
Bohrung [mm] 73,4
Schubstangenverhaltnis [-] 0,3
Verdichtungsverhaltnis [-] 10,5
Anzahl der Ventile 4
Gemischaufbereitung Kanaleinspritzung
Einspritzdise 4-Loch




Untersuchte Varianten zur Steigerung der Ladungsbewegung 40

Fur die im Rahmen dieser Arbeit relevanten Untersuchungen wurde der Motor in
einem typischen Auslegungspunkt fir den Niedriglastbereich betrieben, der in fol-

gender Tabelle spezifiziert ist:

Tabelle 4.2: Spezifikation des Teillast-Betriebspunktes beim Otto-Motor mit Kanalein-

spritzung

Drehzahl [1/min] 2.000
Effektiver Mitteldruck [bar] 2,0
Einspritzbeginn [°’KWVEQ] * 40
Einspritzdauer [°(KW] 56
Einspritzdruck [bar] 3,8
Ein- und Auslassventil-Spreizung [°KWnZOT] 101/108
Lange Ein- und Auslass-Event [°KW] * 244 [ 238

*0,05 mm o6ffnende und schlieRende Flanke

Die Begriffe Ein- und Auslass-Spreizung bezeichnen den Abstand des hoéchsten Ven-
tilerhebungspunktes vom Ladungswechsel-OT in Grad Kurbelwinkel.

Wegen der Wechselwirkung zwischen dem Offnen der Einlassventile und dem Ein-
spritzbeginn, wird letzterer in Grad Kurbelwinkel vor Einlass-Offnen (°KWVEQO) ange-
geben. Im vorliegenden Fall liegt demnach eine vorgelagerte Einspritzung vor, d. h.
die wesentliche Kraftstoffmenge wird bereits vor dem Offnen der Einlassventile ein-
gespritzt. Diese Einspritzstrategie hat den Vorteil, dass der Kraftstoff durch die hohen
Geschwindigkeiten im Ventilspalt zuséatzlich zerstaubt wird. Dies resultiert in kleine-
ren Tropfen im Brennraum, einer rascheren Gemischaufbereitung und einer vermin-
derten HC-Emission.

Im Folgenden sollen fiir diesen Motor die untersuchten MaRnahmen zur Generierung

von Ladungsbewegung und Turbulenz vorgestellt werden [4.1].

4.1.1 Kanalabschaltung

Abbildung 4.1 zeigt die Moglichkeit einer variablen Turbulenzerzeugung mit Hilfe

einer kennfeldgesteuerten Drallklappe. Die Saugkanale sind dabei als Twin-Port-
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System ausgefuhrt, d. h. Tangential- und Neutralkanal sind abgesehen vom Ein-
spritzfenster getrennt ausgefiihrt. Der Neutralkanal kann nach Bedarf mittels dieser
Drallklappe verschlossen werden. Die Leckage am Umfang der Klappe, die zudem
mit Bohrungen versehen ist, fuhrt zu einer geringen Durchspiilung des abgeschalte-
ten Neutralkanals. In Abschnitt 6 wird darauf bei der Diskussion der Gemischbildung
eingegangen.

Uber eine Verbindungsleitung vom Abgaskrimmer zum Sammler wird Abgas der
Frischluft beigemengt und so das Saugsystem entdrosselt. Dies entspricht der Stra-

tegie der bereits in Kapitel 3.4 diskutierten externen Abgasruckfihrung.

#7Kanal J
gy aktiviert \ Ladungsbeweg-

Kanalfenster ungsklappe

Kanal

abgeschaltet

Tangential-
kanal

Abbildung 4.1: Twin-Port-System mit Kanalabschaltung [4.2]

Bei offener Drallklappe entsteht durch die Strémungsablésung im Bereich der Ein-
lassventilsitze eine Tumble-Stromung (Abbildung 4.1, linke Seite). Bei geschlossener
Drallklappe und damit abgeschaltetem Neutralkanal wird durch das asymmetrische,
tangentiale Einstromen der Frischladung in den Zylinder und den dabei entstehenden
hohen Stromungsgeschwindigkeiten eine intensive Drall-Stromung erzeugt, die die
Turbulenz im Zylinder bestimmt (Abbildung 4.1, rechte Seite). Die Charakteristik bei-

der Stromungsfelder wird im folgenden Abschnitt diskutiert.
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Ein wesentlicher Vorteil dieser MaBnahme ist ihre Variabilitét, die einerseits durch
das kennfeldgesteuerte Schalten der Drallklappe eine bedarfsgerechte Generierung
der Ladungsbewegung im jeweiligen Lastpunkt erlaubt, andererseits bei héheren
Lastpunkten ausreichende Strémungsquerschnitte fur die hohen Massenstrome lie-
fert. Insbesondere bei kleinvolumigen und unter hohem Preisdruck stehenden Moto-

ren ist dieses Prinzip aufgrund seiner Einfachheit attraktiv [4.2, 4.3].

4.1.2 Tangentialkanal

Eine weitere Einflussgrof3e fur die Turbulenzerzeugung ist die geometrische Aus-
fuhrung der Einlasskandale. Abbildung 4.2 zeigt die durchstrémten Einlassquerschnit-

te der zwei im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Zylinderkopfe:

Kanalgeometrie Drall

Kanalgeometrie Ultra Low Drall

(Tangentialkanal)

Abbildung 4.2: Geometrie der untersuchten Einlasskanale

Der durch die oben beschriebene Drallklappe abschaltbare Neutralkanal ist fir beide
Varianten jeweils auf der linken Seite dargestellt. Die Variante Ultra Low Drall hat
zwei in Querschnitt und Stromungsfihrung nur moderat unterschiedliche Einlasska-
nale. Der Fokus liegt hier vielmehr auf groRen Querschnitten fir ein mdglichst ver-
lustfreies Einstromen der Frischladung. Die Variante Drall besitzt einen deutlich stéar-

ker gekrimmten Tangentialkanal, der in Verbindung mit einem geringeren Quer-
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schnitt den Eintrittsimpuls der Frischladung in tangentialer Richtung erhéhen soll.
Insbesondere in Verbindung mit der bereits angesprochenen Kanalabschaltung sind

so hochste Drall-Niveaus erreichbar.

4.1.3 Maskierung der Auslassventile

Eine weitere Mdglichkeit zur Generierung einer gerichteten Zylinderinnenstrémung ist
die Abdeckung der Ventilquerschnitte. Durch die Maskierung der Auslassquerschnitte
kann etwa in Kombination mit einer geeigneten Ventilsteuerzeit bereits wahrend der
Ventiliberschneidungsphase eine Drallstromung erzeugt werden, die die durch ein-
lassseitige Malinahmen, wie der bereits diskutierten Kanalabschaltung, generierte
Ladungsbewegung verstarkt.

Auf Basis dieser Strategie wurden zwei Entwlrfe erzeugt, die durch die Maskierung
beider Auslassventile sowie die Kombination aus Maskierung und Tangentialkanal

eine geeignete Stromungsfihrung ermdglichen, siehe Abbildung 4.3.

Kombination aus Tangentialkanal

Maskierung beider Auslassventile und einseitiger Auslassventil-

maskierun

Abbildung 4.3: Ausfiuihrung geeigneter Auslassventil-Maskierungen und Kanalgeo-

metrien zur Unterstlitzung einer einlassseitigen Drall-Stromung
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Zu erkennen sind wiederum die durchstromten Volumina der Ein- und Auslasskanale
sowie des Brennraums. Die maskierten Ventilbereiche sind als dunkle Flachen dar-
gestellt. Die Entwirfe entstanden unter der Mal3gabe eines maoglichst wenig zerklif-
teten Brennraums, um die Klopfneigung des Brennverfahrens durch das Schaffen
langer Flammenwege nicht zu erhéhen. Weiter waren die konstruktiven Randbedin-
gungen in den Bereichen der Ziindkerze und der Trennebene zwischen Zylinderkopf
und Motorblock zu beachten.

Der Tangentialkanal mindet in einem 45°-Winkel in den Brennraum und verjingt
sich in Einstréomrichtung zur zusatzlichen Erhéhung des Eintrittsimpulses des riickge-

saugten Abgases auf eine relative Querschnittsflache von 80 %.

4.2  Einzylinder-Otto-Motor mit homogener Direkteinspritzung (DE)

Neben dem erwahnten seriennahen Vierzylinder-Motor stand fir diese Unter-
suchungen ein Einzylinder-Forschungsaggregat mit homogener Direkteinspritzung
zur Verfugung. Auch dieser Motor wird im folgenden Text Uber seine Einspritz-
verfahren definiert und mit DE bezeichnet. Die wichtigsten Kenngré3en sind wieder-

um in folgender Tabelle aufgefihrt:

Tabelle 4.3: Spezifikation des Otto-Motors mit homogener Direkteinspritzung

Anzahl Zylinder 1

Hubraum [cm3] 449

Hub [mm)] 85

Bohrung [mm] 82
Schubstangenverhaltnis [-] 0,3
Verdichtungsverhaltnis [-] 10,0

Anzahl der Ventile 4
Gemischaufbereitung Homogene Direkteinspritzung
Einspritzdise 1-Loch

Analog zum Motor mit Kanaleinspritzung wurde auch in diesem Fall ein Lastpunkt fir

die Auslegung der unteren Teillast definiert, siehe Tabelle 4.4:
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Tabelle 4.4: Spezifkation des Teillast-Betriebspunktes

Drehzahl [1/min] 1.600
Indizierter Mitteldruck [bar] 3,0
Einspritzbeginn [°’KWnEO] 69,4
Einspritzdauer [°’KW] 8,8
Einspritzdruck [bar] 70
Ein- und Auslassventil-Spreizung [°KWnZOT] 107,4/89,5
Lange Ein- und Auslass-Event [°(KW]* 253 /281

*0,05 mm o6ffnende und schlieRende Flanke

Gegenuber dem Motor mit Kanaleinspritzung wird die Last Uber den indizierten Mit-
teldruck bestimmt und ist damit um den Reibmitteldruck hoéher. Die Betriebspunkte
der beiden untersuchten Motoren liegen somit eng beieinander, was bedeutsam hin-
sichtlich der Vergleichbarkeit der folgenden Ergebnisse ist. Der Einspritzzeitpunkt ist
aufgrund der Direkteinspritzung deutlich spater und wird demnach in Grad Kurbel-
winkel nach Einlass-Offnen definiert. Der Injektor sitzt zwischen den beiden Einlass-
kanalen, siehe Abbildung 4.5.

Zusatzlich wurden Berechnungen fir einen Volllast-Betriebspunkt mit externer Auf-
ladung im unteren Drehzahlbereich durchgefiihrt, siehe Tabelle 4.5. Damit war eine
eindeutigere Verifizierung der gerechneten Verdampfungsraten und des Wandfilm-
aufbaus anhand der gemessenen Emissionen mdglich, siehe Abschnitt 6.

Tabelle 4.5: Spezifikation des Volllast-Betriebspunktes mit Aufladung

Drehzahl [1/min] 2.000
Ladedruck [mbar] 1.700
Einspritzbeginn [PKWnZOT] 63
Einspritzdauer [°(KW] 49,4
Einspritzdruck [bar] 120
Ein- und Auslassventil-Spreizung [°KWnZOT] 107,4/106,5
Lange Ein- und Auslass-Event [°PKW]* 253 /281

*0,05 mm o6ffnende und schlieRende Flanke
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4.2.1 Abdeckung der Einlassquerschnitte

Durch die Abdeckung der Einlasskanéle in der Trennfuge zwischen Zylinderkopf und
Saugsystem war es mdglich, die Auspragung verschiedener Arten der Zylinder-

innenstrémung zu beeinflussen. Abbildung 4.4 zeigt die unterschiedlichen untersuch-

ten Malinahmen in einem Blick auf den Zylinderkopf.

Variante Querschnittsabdeckung

Referenz

) [ rr;'_—— ------- -1y~ =g w ©

Of

FES
' Tlo ¢

Kanalabschaltung
(Drall-Konzept DE1)

Tumble-Konzept
(Kanalabdeckung DEZ2)

Abbildung 4.4: MalRhahmen im Einlasssystem zur Erzeugung der Ladungsbewegung

(Draufsicht auf die Einlasskanéle) [4.4]
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Ahnlich zum Motor mit Kanaleinspritzung wurde dabei eine Variante mit Kanalab-
schaltung, sowie durch die Abdeckung der unteren Kanalhalften ein Konzept mit er-
hohter Tumble-Stromung erzeugt.

4.2.2 Variation der Kolbengeometrie

In Abbildung 4.5 ist die Oberflachengeometrie der beiden untersuchten Kolben-

varianten dargestellt. Im Gegensatz zum flachen Serienkolben weist das im Folgen-
den als Muldenkolben bezeichnete Alternativkonzept eine ausgepragte, langliche
Mulde auf, die seitlich von zwei Schultern begrenzt wird. Der erfolgreiche Einsatz
dieser Kolbengeometrie in Serienmotoren war bereits Gegenstand diverser Verof-
fentlichungen und hat gemalf3 den Autoren eine Stabilisierung der Tumble-Stromung
und eine Verminderung der Querstromung zur Folge, was die Verbrennung positiv
beeinflusst [2.2].

Serienkolben Muldenkolben

Abbildung 4.5: Berechnete Kolbengeometrien

Im Rahmen dieser Arbeit wurde der Muldenkolben lediglich als Referenzgeometrie
fur Untersuchungen zum Wandfilmauftrag auf der Kolbenoberflache im Volllast-
Betriebspunkt eingesetzt. Detaillierte Messungen zum Einfluss auf die Brennparame-

ter und Schadstoffemission sind in [4.4] dokumentiert.




Untersuchte Varianten zur Steigerung der Ladungsbewegung 48

4.3 Uberblick der untersuchten Varianten

In folgender Tabelle sind alle untersuchten Malinahmen fir beide Brennverfahren

tabellarisch zusammengefasst:

Tabelle 4.6: Untersuchte MalRnahmen zur Steigerung der Ladungsbewegung

Brennverfahren Last gemal Tabellen 4.2, 4.4
MalRnahme
KE DE und 4.5
Kanalabschaltung X (KE1) x (DE1) | Teillast (KE+DE), Volllast (DE)
Tangentialkanal X (KE2) Teillast (KE)
Tangentialkanal + .
X (KE3) Teillast (KE)
Kanalabschaltung
Kanalabdeckung (Tumble) x (DE2) | Teillast (KE+DE), Volllast (DE)
Maskierung Auslassventile X (KE4) Teillast (KE)
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5 Untersuchungen zur Ladungsbewegung und Turbulenz

5.1 Zielsetzung

Die Einbringung von Ladungsbewegung wahrend des Ansaug- und Kompressions-
takts ist ein probates Mittel zur Steigerung der Turbulenz wahrend der Verbrennung.
Wahrend die Anfange gerichteter Zylinderinnenstromung aus Grinden der Gemisch-
aufbereitung beim Dieselmotor lagen, verfigt heutzutage eine Vielzahl von Serien-
Otto-Motoren Uuber Mallnahmen zur gezielten Stromungsfuhrung.

Es existieren zahlreiche Untersuchungen, die den positiven Einfluss von hoher
Ladungsbewegung und Turbulenz auf die Verbrennungsstabilitat thematisieren [2.13,
5.1]. Ziel stromungsoptimierter Brennraumkonzepte ist das Einbringen stabiler Stro-
mungsstrukturen, deren gleichmaliger Zerfall in stochastische Schwankungsbewe-
gungen infolge viskoser Scherkrafte im Fluid ein hohes Turbulenzniveau wahrend der
Verbrennung gewahrleisten [5.1]. Die hohe Turbulenz Uberfihrt wiederum die an-
fangs laminare Initialflamme in eine vollturbulente Flamme mit vergroRerter Ober-
flache, die ein schnelles Durchbrennen der Zylinderladung bewirkt und damit positi-
ven Einfluss auf die Stabilitdt der Verbrennung als auch auf den Verbrennungs-
wirkungsgrad hat, siehe Abschnitt 7.

Im Teillastbetrieb bewirkt die Turbulenz eine erhéhte Toleranz des Brennverfahrens
gegenuber Ladungsverdunnung [5.2]. Damit ist eine Entdrosselung des Ladungs-
wechsels moglich, was wiederum positiven Einfluss auf den Kraftstoffverbrauch und
die CO»-Emission hat. Zusatzlich wird durch die niedrigere Verbrennungstemperatur
die NO-Emission abgesenkt [2.13].

Im Volllastbetrieb erfolgt durch die hohere Geschwindigkeit der turbulenten Flamme
eine beschleunigte Verbrennung. Damit ist ein schnelleres Durchbrennen der Zylin-
derladung maglich verbunden mit einer geringeren Klopfneigung [5.3].

Neben den positiven Eigenschaften hinsichtlich Restgastoleranz und Durchbrenn-
verhalten bewirkt eine erhohte Ladungsbewegung jedoch Verluste im Bereich der
Einstromung und der Warmestrome an den Brennraumwanden. Zusatzlich kann eine

hohe Stromungsgeschwindigkeit zum Erldschen der Flamme flhren [5.1].
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5.2 Einteilung und Erfassung der Zylinderinnenstromung

Prinzipiell Iasst sich die Zylinderinnenstromung gemal} der Orientierung ihrer Rota-

tionsachse im Brennraum in Drall- und Tumble-Stromungen einteilen, siehe Abbil-

dung 5.1.

Drall Tumble

Abbildung 5.1: Drall- und Tumble-Strémung im Brennraum [5.4]

Die gerichtete Drall-Stromung ist eine Rotationsbewegung der Zylinderladung um die
Zylinderachse und wird durch ein unsymmetrisches Einstromen der Frischluft in den
Brennraum erzeugt. Bei Zweiventil-Motoren kann dies etwa durch aufl3ermittig ange-
ordnete Einlasskanale erfolgen [56.5]. Fur hochste Ladungsbewegung ist bei Vier-
ventil-Motoren das komplette Abschalten des Neutralkanals mittels kennfeldgesteuer-
ter Klappen und Sperrglieder maoglich [5.6-5.8]. Eine weitere Erhohung der Drall-
Stromung kann Uber die Formgebung der Einlasskanale erreicht werden, wobei der
abschaltbare Full- bzw. Neutralkanal mit grolen Querschnitten und damit hohen
Durchflussbeiwerten ausgefuhrt wird und der durchstromte, tangential in den Brenn-
raum einmundende Drallkanal mit geringeren Querschnitten zur Erhohung des Ein-
trittsimpulses in Umfangsrichtung, siehe Kapitel 4.1.2.

Die Tumble-Stromung rotiert orthogonal zur Zylinderachse und wird durch das Ab-
I6sen der Stromung im Einlasskanal und im Bereich der Ventilsitze erzeugt. Durch
diese stromungsmechanische Versperrung der Ventile entsteht eine unsymmetrische

Verteilung des Massenstroms am Umfang der Ventilteller. Abbildung 5.2 zeigt bei-
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spielhaft die mit Hilfe der CFD-Simulation berechnete relative Verteilung der Mas-
senstrome beim statischen Durchstromen der Auslassventile entgegen der Haupt-
stromungsrichtung (Einstromen in den Brennraum) und einem Ventilhub von 7 mm.
Die der Rechnung zugrunde liegende Druckdifferenz von 50 mbar am Zylinderkopf
entspricht den Bedingungen am Stromungsprifstand. Zusatzlich zur Verteilung der
relativen Massenstrome in Umfangsrichtung ist deren ideale Gleichverteilung als un-
terbrochene Linie angedeutet. Zur besseren raumlichen Orientierung ist die Lage der

Zundkerze eingetragen und mit ZK gekennzeichnet.

180 180

Linkes Auslassventil Rechtes Auslassventil

Abbildung 5.2: Relative Massenstromverteilung an den Auslassventilen bei 7 mm

Ventilhub (Ergebnisse der CFD-Simulation bei statischem Durchstromen, Blickrich-

tung Brennraum, Position Zindkerze ZK eingetragen)

Die Umlenkung der Stromung in den gekrimmten Auslasskanalen bewirkt aufgrund
der Tragheit des Fluids Abldsungen am starker gekrimmten, zylinderwandseitigen
Sektor der Kanale und flhrt zu einer Konzentration der Massenstrome im Bereich
des Zylinderkopfs, die wiederum die Ausbildung einer Tumble-Stromung begunstigt.

Es sind verschiedene Auspragungen der Tumble-Stromung hinsichtlich der Anzahl
der resultierenden Stromungswalzen und deren raumlicher Orientierung im Brenn-
raum maoglich. Bei zwei gegenlaufigen Stromungswalzen spricht man vom Q-Tumble,

bei Stromungswalzen quer zur Einstromrichtung der Ventile von Cross-Tumble bzw.
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Q-Cross-Tumble. In der folgenden Ubersicht sind die verschiedenen Formen der

Tumble-Stréomung, wie sie in vorliegender Arbeit definiert wurden, dargestellt:

im Brennraum Walzen im Brennraum

I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I

Zwei gegenlaufige I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I

Tumble Q-Tumble
Einstrom- Quer- Einstrom- Quer-
richtungi/ \strémung richtung stromung
Tumble Cross-Tumble Q-Tumble Q-Cross-Tumble

I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
| Eine groRe Walze
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I
I

Abbildung 5.3: Ubersicht der unterschiedlichen Tumble-Kennzahlen

Analog zur Drall-Strémung ist die Steigerung der Tumble-Strémung durch die teil-
weise Versperrung der Einlassquerschnitte und durch eine optimierte Gestaltung der
Einlasskanale moglich [5.9, 5.10]. Dies fuhrt zu einem Trade-Off zwischen der Gene-
rierung von Ladungsbewegung und den Durchflusskoeffizienten der Einlasskanale,
d. h. die einlassseitigen Stromungsverluste resultieren bei hohen Drehzahlen und
hohen Motorlasten in einer Leistungsabsenkung bzw. erhohtem Kraftstoffverbrauch.
Im Zuge derzeitiger Downsizing-Strategien in Verbindung mit der Direkteinspritzung
ist die Aufladung des Otto-Motors eine denkbare MalRnahme, den beschriebenen
Zielkonflikt aus Ladungsbewegung und Durchflussverhalten aufzulésen. Unter-
suchungen zeigten etwa, dass eine Ladedruckerhohung die Flllungsverluste kom-
pensiert und Wirkungsgradvorteile zur Folge hat [2.2].

Die Quantifizierung der Zylinderinnenstromung erfolgt messtechnisch an Stromungs-
prufstanden, auf denen der Zylinderkopf bei definiertem Druckgefalle fur unterschied-
liche Ventilhibe durchstromt wird. Die Ladungsbewegung wird entweder Uber die

Umfangsgeschwindigkeit eines Flugelradanemometers oder uber das Drehmoment
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an einem Stromungsgleichrichter ermittelt [5.1, 5.11]. Nachteilig an dieser Mess-
methode ist der Umstand, dass die Kolbenbewegung und damit die Strémungs-
umlenkung im Brennraum nicht berucksichtigt werden kann und demnach nur eine
Bewertung der Einlasskanale moglich ist.

Moderne optische, auf der Lasertechnik beruhende Verfahren erlauben die Messung
des Stromungsfelds in einem zweidimensionalen Schnitt durch den Brennraum wah-
rend des Motorbetriebs und schliel3en damit die Lucke zwischen Stromungsprufstand
und realem Motor [5.12, 5.13]. Nachteilig sind der hohe Messaufwand und die Erfor-
dernis eines optischen Zugangs zum Brennraum.

Die CFD-Rechnung bietet dagegen die Mdglichkeit, das dreidimensionale Stro-
mungsfeld im Brennraum mit vertretbarem Aufwand zu bestimmen. Im Gegensatz zu
den meist punktuellen Ergebnissen der optischen Messverfahren liefert die CFD-
Rechnung ein umfassendes Ergebnis des gesamten Stromungsfelds. Der Vergleich
der Simulationsergebnisse mit gemessenen Geschwindigkeitsverlaufen zeigte in der
Vergangenheit eine gute Ubereinstimmung, so dass in der Zwischenzeit die Aus-
legung stromungsfuhrender Bauteile auf Basis der Simulation vorgenommen wird
[5.14].

Im Rahmen dieser Arbeit wurden die Auslasskanéle des Otto-Motors mit Kanalein-
spritzung mit Hilfe der CFD-Rechnung statisch durchstromt und strémungstechnisch
bewertet. Analog zur experimentellen Methode auf dem Stromungsprufstand wurde

ein Druckgefalle von 50 mbar definiert. In Abbildung 5.4 sind die berechneten Mas-

senstrome in Hauptstromungsrichtung, d. h. Ausstromen aus dem Brennraum, den

experimentell ermittelten Ergebnissen gegenubergestellt.
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Abbildung 5.4: Vergleich der berechneten Durchflussbeiwerte durch ein Auslassventil

mit Messwerten vom Stromungsprufstand

Mit Ausnahme kleinster Ventilhlibe zeigt sich eine Abweichung zwischen Messung
und Rechnung, die unterhalb 5% liegt. Bei sehr starker Drosselung der Stromung im
Ventilspalt, wie sie bei kleinen VentilhUben ublich ist, ist eine hinreichend genaue
Beschreibung des Geschwindigkeitsprofils und des Abldsepunkts durch das numeri-
sche Rechengitter nicht mehr gegeben, siehe Kapitel 3.1.3. Die entstehenden Ab-
weichungen von den experimentellen Werten, die durch ahnliche Beobachtungen
anderer Autoren bestatigt wurden [5.14], kdnnen jedoch aufgrund der verhaltnis-
maRig geringen Massenstrome, die bei kleinen VentilhUben entstehen, akzeptiert

werden.
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5.3 Methodik zur Berechnung der Ladungsbewegungskennzahlen

Im Gegensatz zu bisherigen Veroffentlichungen wurden fur die detaillierte Betrach-
tung der Ladungsbewegung die Tumble- und Q-Tumble-Strémung flr insgesamt
sechs Orientierungen der Rotationsachsen im Brennraum Uber Grad Kurbelwinkel
analysiert, d. h. die Rotationsachse wurde in 30°-Schritten um die Zylinderachse ge-

schwenkt. Diese Vorgehensweise ist in Abbildung 5.5 als Draufsicht auf den Brenn-

raum flr die sechs untersuchten Tumble-Achsen illustriert. Fur einen Winkel y =0°

ergibt sich die Rotationsachse der Querstromung bzw. des Cross-Tumbles, fur

y =90° die Rotationsachse der Tumble-Stromung.

T (y=30°)
Obere Brenn- /'
raumhalfte \ e X;
(r=30°) >« =
\
v\
H"-.Ill' X3 X1
zal ‘ o°
Tumble- -1_|§“=f|;::.a,-e-~-_i|_:_
Achse .'l /
1/
Q-Tumble- 4
Achsen

Abbildung 5.5: Schematische Darstellung der verschiedenen gerechneten Rotations-

achsen fir die Tumble-Kennzahl

Die folgende Herleitung der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Analyse der
Kennzahlen bezieht sich auf die Drall- bzw. Tumble-Zahl. Sie ist jedoch auf die
Berechnung des Q-Tumble Ubertragbar. Wie beschrieben handelt es sich beim
Q-Tumble um eine Stromungsform mit zwei Walzen im Brennraum, was die Defi-
nition von zwei Rotationsachsen erfordert. Diese sind in Abbildung 5.5 beispielhaft fur

einen Winkel y =30° mit zwei unterbrochenen Linien dargestellt. Der Brennraum
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wird durch einen Schnitt mit der Tumble-Achse y = 30° in x3-Richtung in zwei Halften

geteilt. In Abbildung 5.5 ist die obere der beiden Halften durch eine unterbrochene
Umrandung und einen grauen Hintergrund dargestellt. Fur die Berechnung des
Q-Tumble werden flur die jeweilige Achse nur diejenigen Fluidzellen herangezogen,
die sich in der selben Brennraumhalfte befinden. AnschlieRend werden die Werte fur
beide Achsen zu einer gemeinsamen Kennzahl aufsummiert.

Die transiente Drall- bzw. Tumble-Zahl wird ermittelt gemaf} [3.6]:

pr, Ty = 2ocre(9). (Gl. 5.1)
Wk

wobei wpr (@) die Umfangsgeschwindigkeit der Zylinderladung um deren Schwer-
punkt in Abhangigkeit des Kurbelwinkels ¢ ist und wgy die Umfangsgeschwindigkeit

der Kurbelwelle. Letztere berechnet sich aus der Motordrehzahl nyor mit:

Oy = 27[-% (Gl. 5.2)

Die Umfangsgeschwindigkeit der Zylinderladung ist der Quotient aus der Summe der
Drehimpulsanteile Lg; und der Summe der Massentragheitsanteile ©; samtlicher im
Brennraum (bzw. Brennraumhalfte fur den Q-Tumble) enthaltener Fluidzellen um die

Rotationsachse der Zylinderladung:

r.n,i

L
1

C()Dr,Tu(¢)= Z@ Zpl\/IFZ ’

n,i

ZL@J ZP/ V-

(Gl. 5.3)

i i

wobei p; und V; Dichte und Volumen der Fluidzelle i darstellen, r.; den Abstand der
Fluidzelle i zur Rotationsachse und v, ; den zu r,; orthogonalen Anteil des lokalen

Geschwindigkeitsvektors.
Die Rotationsachse der Zylinderladung geht durch deren Schwerpunkt und hat den

Richtungsvektor, siehe Abbildung 5.6:
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cosy
T(7)=| siny (Gl. 5.4)
0

Der Schwerpunktvektor X der Zylinderladung (bzw. deren Anteil in der jeweiligen

Brennraumhalfte fur den Q-Tumble) ergibt sich fir die drei Raumrichtungen zu:

X Zpi VX,
Xg =| Xsz |5 X =t ,j=123 (G.5.5)

> Zpi 'V

Mit dem Abstand r, zwischen dem Schwerpunkt X und der Fluidzelle i lasst sich

der orthogonale Abstandsvektor der Fluidzelle zur Rotationsachse ermitteln zu:
0 =T ()% xT (7)] (Gl. 5.6)

Der auf dem orthogonalen Abstandsvektor r, ;. senkrecht stehende Betrag der Ge-

schwindigkeit in Fluidzelle i wird berechnet gemalR:

\vi,i\zé-vRe,,i [T (7)xP |, (Gl. 5.7)

wobei V., ; der Geschwindigkeitsvektor in Fluidzelle i ist abzuglich der durch die Kol-

benbewegung bedingten Geschwindigkeit des Schwerpunkts der Zylinderladung und
damit der Tumble-Achse, die mit der Halfte der momentanen Kolbengeschwindigkeit

Vk(®) angesetzt wird:

v.=| 0 (G. 5.8)
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Ve (@) =—r-ax .{sin(p+%sin 24 , (GI. 5.9)

mit dem Schubstangenverhaltnis A,

Um verschiedene Ladungsbewegungs-Konzepte miteinander vergleichen zu kdnnen
wird in dieser Arbeit eine zusatzliche Kennzahl der Ladungsbewegung L definiert, die
sich aus der vektoriellen Summe der Drall-Zahl und dem maximalen Wert des
Tumble bzw. Q-Tumble fur die sechs untersuchten Richtungen der Rotationsachsen

zusammensetzt:

L* = \/Dra//2 +{max[ Tumble (7)) (GI. 5.10.1)

L= \/Dra//2 +{max[ Tumble(y), <2 - Tumb/e(y)]}2 (Gl. 5.10.2)

Fir eine detailliertere Unterscheidung des Einflusses der unterschiedlichen La-
dungsbewegungsformen auf die Zylinderinnenstromung, wird die Kenngrof3e L mit

und ohne Einbeziehung der Q-Tumble-Stromung definiert.
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5.4 Charakterisierung der Stromung im Brennraum

5.4.1 Basis-Varianten ohne Steigerung der Ladungsbewegung

In Abbildung 5.6 sind die im vorhergehenden Kapitel eingefuhrten Tumble-Zahlen fur

die beiden untersuchten Otto-Motoren im Referenzzustand, d. h. ohne MalRnahmen
zur Steigerung der Ladungsbewegung, dargestellt. In den Diagrammen ist die jewei-
lige transiente, d. h. Uber Grad Kurbelwinkel veranderliche, Kenngréfle fir die ver-
schiedenen Positionen der Rotationsachse im Brennraum gemaf Abbildung 5.6 auf-
getragen. Die Drall-Zahl ist ohne gezielte Mal3nahmen zur Generierung einer Drall-

Stromung nicht relevant und wird hier daher nicht erlautert.
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Abbildung 5.6: Darstellung von transientem Tumble und Q-Tumble flr die beiden un-

tersuchten Brennverfahren in Abhangigkeit von Kurbelwinkel und Achsorientierung
(Referenz KE und DE, Teillast)
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Die dargestellten Kennfelder sind fur beide Motoren im Wesentlichen identisch. Da-
mit kdnnen im Folgenden bestimmte Sachverhalte der Zylinderinnenstrémung bzw.
Gemischaufbereitung mit einer gewissen Allgemeingultigkeit anhand eines der bei-
den Motoren erlautert werden.

Weiter zeigt sich fur die Tumble-Zahl ein wellenformiger Verlauf Uber Grad Kurbel-
winkel mit dem Maximum bei einer Rotationsachse mit 90°-Winkel, d. h. es entsteht
die typische Tumble-Stromung in Richtung des einstromenden Massenstroms. Es
liegen bei 380 °KWnZOT, 450 °KWnZOT und 660 °KWnZOT drei Uberhéhungen fir
den Tumble vor. Bei 380 °KW resultiert diese Uberhéhung aus den hohen
Stromungsgeschwindigkeiten wahrend der Ventiliberschneidungsphase. Bei
450 °"KWnZOT ist der Impuls der einstromenden Ladungsmasse bei maximaler Kol-

bengeschwindigkeit der dominierende Einfluss. Dies ist in Abbildung 5.7, linke Seite

fur den Otto-Motor mit Direkteinspritzung anhand des Stromungsfelds in einem
Schnitt durch ein Einlassventil dargestellt. Dabei ist die angesprochene Versperrung
des Einlassquerschnitts mit dem erhdhten zylinderkopfseitigen Massenstrom zu er-

kennen.

450 ° KWnZOT 690 °KWnZOT (~ZZP)

Abbildung 5.7: Tumble-Strdmung im Zylinder wahrend des Einstromvorgangs und

zum Zeitpunkt der Gemischentflammung (Referenz DE, Teillast)
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Daran anschlieliend nimmt das Tumbleniveau durch Dissipation und eine durch die
Expansion des Kolbens bewirkte Erhohung des Massentragheitsmoments der Zylin-
derladung ab. Ab dem unteren Totpunkt tritt der gegenteilige Effekt auf. Die Kom-
pression des Kolbens bewirkt eine Reduzierung des Massentragheitsmoments und
damit wieder eine Zunahme der Tumble-Zahl. Bedingt durch Dissipationseffekte liegt
der letzte Peak des Tumbles bei etwa 660 *KW.

Es folgt, dass der Tumble eine Form der Ladungsbewegung mit hoher Stabilitat ist,
die zur Generierung von Turbulenz zum Zindzeitpunkt und wahrend der Verbren-
nung geeignet ist, sieche Abbildung 5.7 rechte Seite.

Der Q-Tumble nimmt fur beide Motoren bis etwa 400 °KWnZOT Werte an, die die der
Tumble-Stromung deutlich Ubersteigen, siehe Abbildung 5.6. Insbesondere fur den
Direkteinspritzer entsteht bei 380 °KWnZOT eine deutliche Querstromung, die ihr
Maximum bei einer Position der Rotationsachse von 30° bzw. 150° hat.

Abbildung 5.8 zeigt das Stromungsfeld bei 380 °KWnZOT in einem Schnitt durch die

Zindkerze quer zur Stromungsrichtung.

Abbildung 5.8: Stromungsfeld bei 380 °(KWnZOT in einem Schnitt durch die Zindker-

ze (Referenz DE, Teillast)

Es zeigt sich ein nahezu symmetrisches Geschwindigkeitsfeld im Brennraum mit den
vier gekennzeichneten Wirbeln. Das Aufeinanderprallen der brennraummittig ein-

stromenden Massenstrome flhrt zu einer scharfen Umlenkung und Verwirbelung der
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Strdomung, so dass die an den Brennraumwanden entlang stromende Luft die beiden
dominanten Auf3enwirbel initiiert, die in Summe den beobachteten hohen Betrag der
Q-Tumble-Kennzahl verursachen.

Nach dem Schliel3en der Einlassventile findet durch das Aufeinanderprallen der ge-
genlaufigen Wirbel im Brennraum ein unmittelbarer Zerfall der gerichteten Q-Tumble-
Stromung statt, siehe Abbildung 5.6. Diesem Vorgang kann nur wahrend des An-
saugvorgangs durch das stetige Erzeugen gerichteter Bewegung begegnet werden.
Beim Q-Tumble handelt es sich deshalb grundsatzlich um eine instabile Form der
Ladungsbewegung, die nicht geeignet ist Ladungsbewegung bis zum Zindzeitpunkt
zu konservieren.

In Abbildung 5.9 sind zusammenfassend die verschiedenen Ladungsbewegungsfor-

men anhand des Motors mit Direkteinspritzung dargestellt. Die griine Kurve stellt die
vernachlassigbare Drall-Zahl dar, die rote und die blaue Kurve die gemall den

Gleichungen 5.10.1 und 5.10.2 aufsummierte Ladungsbewegung.
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Abbildung 5.9: Transiente Ladungsbewegungskennzahl L (Referenz DE, Teillast)

Wie bereits erwahnt ist die Drall-Stromung durch das symmetrische Einstrdomen ohne

Relevanz und die Summe aus Drall und Tumble identisch mit der Tumble-Zahl. Wah-
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rend der Ventiliberschneidungsphase ist der Q-Tumble dominant und bestimmt das
Niveau der Ladungsbewegung. Ab 450 °KWnZOT dominiert die Tumble-Strémung
aufgrund ihrer groferen Stabilitat, was zum identischen Verlauf der durchgezogenen
und unterbrochenen Kurven fuhrt.

Der diskutierte Verlauf und die Zusammensetzung der Ladungsbewegung sind cha-
rakteristisch fr alle im Folgenden untersuchten Varianten ohne Kanalabschaltung.

Abbildung 5.10 zeigt den Verlauf der in Abschnitt 3 definierten turbulenten kineti-

schen Energie als gemittelte GroRe im Brennraum und an der Zindkerze in einem
Kurbelwinkelbereich, der flr die Gemischentflammung relevant ist. Wie in spateren
Kapiteln noch ausfuhrlich erlautert wird, hat die Turbulenz einen hohen Einfluss auf
die Flammengeschwindigkeit und die Brenndauer. Sie ist damit eine wichtige Kenn-

grolie der Zylinderinnenstromung.
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Abbildung 5.10: Verlauf der turbulenten kinetischen Energie im Bereich der Entflam-

mung (Referenz DE, Teillast)

Kurz vor Zund-OT wird die Zylinderladung in das Brennraumdach des Zylinderkopfs
geschoben, was zu einem ausgepragten Zerfall der Stromung fuhrt. Der damit zu-

sammenhangende Anstieg der turbulenten kinetischen Energie ist im Bereich der
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Zundkerze starker ausgepragt als im Brennraummittel. Dies liegt in den hohen Stré-
mungsgeschwindigkeiten im Brennraumzentrum und den durch die Umlenkung der
Stromung an den Brennraumwanden und insbesondere der Zundkerze verursachten
Geschwindigkeitsgradienten begrundet. Das dabei entstehende Turbulenzfeld zeigt
ein ausgepragtes Maximum im Brennraumzentrum im Bereich der Zundkerze, siehe

Abbildung 5.11, was bei allen im Rahmen dieser Arbeit berechneten Varianten beo-

bachtet werden konnte, siehe Abbildung 7.3.
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Abbildung 5.11: Verteilung der turbulenten kinetischen Energie im Brennraum bei
690 °KWnZOT (Referenz DE, Teillast)
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5.4.2 Kanalabschaltung

In Abbildung 5.12 ist die Charakteristik der Tumble-Stromung bei einlassseitiger
Kanalabschaltung fur beide Brennverfahren (KE1 und DE1) in zu Abbildung 5.6 ver-

gleichbaren Kennfeld-Diagrammen dargestellt.
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Abbildung 5.12: Darstellung von Tumble und Q-Tumble flir die beiden untersuchten

Brennverfahren in Abhangigkeit von Kurbelwinkel und Achsorientierung (Kanalab-
schaltung KE1 und DE1, Teillast)

Im Vergleich zur Basisvariante ist das Stromungsfeld komplexer, jedoch wiederum

fur beide Brennverfahren in seiner globalen Auspragung identisch.
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Das unsymmetrische Einstromen der Frischluft verbunden mit hohen Geschwindig-
keiten bewirkt zunachst eine starke Querstromung im Zylinder, was durch die hohen
Werte des Cross-Tumbles zum Ausdruck kommt (0°-Bereich auf den y-Achsen der
Tumble-Zahl). Ahnlich wie die bereits in Kapitel 5.4.1 diskutierte Q-Tumble-Strémung

ist auch diese Stromungsform nicht stabil. In Abbildung 5.13 ist zur lllustration bei-

spielhaft das Stromungsfeld fur den DE in Querrichtung in einem Langsschnitt durch
die Zundkerze bei 428 °KWnZOT dargestellt.

Abbildung 5.13: Strdmungsfeld im Mittelschnitt durch den Zylinder bei 428 °KWnZOT
(Kanalabschaltung DE1, Teillast)

Die Luftmasse, die mit hoher Geschwindigkeit in den Zylinder einstromt, wird von der
Zylinderwand und dem Kolbenboden umgelenkt und trifft auf das weit weniger be-
wegte Medium der gegenlberliegenden Zylinderhalfte, siehe Abbildung 5.13. Dies
fuhrt zu Dissipation und zu einem Zerfall der gerichteten Bewegung. Wahrend in der
Ventiliberschneidungsphase eine Querstromung vorherrscht, bewirkt die hohe ein-
stromende Luftmasse ab etwa 420 °’KWnZOT eine Ausrichtung der Rotationsachse
des Tumbles in Strdomungsrichtung, siehe Abbildung 5.12.

Der Verlauf des Q-Tumble ist im Wesentlichen vergleichbar mit dem der Basis-
Variante. Nach einer starken Auspragung dieser Stromungsform bis etwa

420 °KWnZOT kommt es anschlieRend zu deren raschem Zerfall. Zwischen
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380 °KWnZOT und 420 °KWnZOT andert sich der Q-Tumble weitestgehend von der
Querstromung (30°- und 150°-Richtung auf y-Achsen) zur Langsstréomung (90°-
Richtung auf y-Achsen). Abgesehen von den unterschiedlich ausgepragten Amplitu-
den sind die Parallelen zur Basis-Variante unverkennbar. Auffallend ist der Umstand,
dass im Bereich des Zund-OT wieder eine moderate Zunahme dieses Kennwerts zu
beobachten ist, die mit einer Umlenkung der Drall-Stromung im Bereich des dach-
formigen Zylinderkopfs erklart werden kann.

Das asymmetrische Einstromen durch den Tangentialkanal bewirkt eine hohe, ab
450 °KWnZOT dominierende Drall-Stromung. Im Gegensatz zum Tumble zeigt der
Drall keine vom Kurbelwinkel abhangige Charakteristik sondern lediglich einen lang-
samen Zerfall in Folge von Dissipaton. Ursache ist die wesentlich geringere Beein-
flussung dieser Stromungsform durch die Bewegung des Kolbens und die gunstigere

Stromungsfuhrung durch die Zylinderwand, siehe Abbildung 5.14 und 5.15.

450 °KWnZOT 690 °KWnZOT (~ZZP)

Abbildung 5.14: Drall-Strémung im Zylinder wahrend des Einstromvorgangs und zum

Zundzeitpunkt (Kanalabschaltung DE1, Teillast)

In Abbildung 5.15 ist die Ladungsbewegung des Drall-Konzepts, aufgeschlisselt in
die verschiedenen Komponenten der Ladungsbewegung, dargestellt. Charakteris-

tisch fir diese Form der Ladungsbewegung sind die beiden durch den Q-Tumble und




Untersuchungen zur Ladungsbewegung und Turbulenz 68

Cross-Tumble verursachten Uberhéhungen bei 380 °KWnZOT und 420 °KWnZOT
sowie die Dominanz der Drall-Stréomung ab 450 °(KWnZOT.
Auch dieses Stromungsbild war fur alle Varianten mit Kanalabschaltung signifikant.

6.0 A ‘ ‘ ‘
o\ — . Gesamte Ladungsbewegung L
5.0 Drall und Tumble L*
A
l == Drall
: 40 ; \\ i \
2" S=
g’ l \ 1 I -y ~
o 3.0 v/ S
I e—
3 | I T =
@ 201+ ] =~
o ° ) !
© 104
5 / \[/I
0.0 7
W/
'1.0 ) ) )
360 405 450 495 540 585 630 675 720

Grad Kurbelwinkel [P KWnZOT]

Abbildung 5.15: Transiente Ladungsbewegungskennzahl (Kanalabschaltung DE1,
Teillast)

Ein Vergleich der Ladungsbewegungskennzahl L mit der diskutierten Basisvariante
verdeutlicht die starke Zunahme an Ladungsbewegung im Brennraum durch die

Kanalabschaltung, siehe Abbildung 5.16.
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Abbildung 5.16: Vergleich der transienten Ladungsbewegungskennzahlen bei geoff-

neter und geschlossener Drallklappe (Referenz und DE1, Teillast)

Die bedeutend hdhere Ladungsbewegung flhrt zwangslaufig zu einem héheren Tur-
bulenzniveau im Brennraum. In folgender Abbildung ist die enthaltene mittlere turbu-
lente kinetische Energie im Brennraum und im Bereich der Zindkerze bei getffneter
und geschlossener Drallklappe im fur die Gemischentflammung relevanten Kurbel-
winkelbereich gegenubergestellt. Bei geschlossener Drallklappe hat die Ladungs-
bewegung sowohl als globale Gréfie im Brennraum als auch lokal an der Zindkerze
ein deutlich hoheres Niveau an turbulenter kinetischer Energie zur Folge. Die Aus-
wirkungen hoher Turbulenz auf Gemischaufbereitung und Entflammung werden in
den Abschnitten 6 und 7 naher diskutiert. An dieser Stelle soll lediglich auf die Mog-
lichkeiten der Anhebung der Turbulenz durch diverse Malinahmen zur Steigerung

der Ladungsbewegung eingegangen werden.
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Abbildung 5.17: Vergleich der Turbulenten Kinetischen Energie im Bereich der Ent-

flammung bei gedffneter und geschlossener Drallklappe (Referenz und DE1, Teillast)

5.4.3 Gestaltung der Einlasskanale

In Abbildung 5.18 sind fur den Otto-Motor mit Kanaleinspritzung (KE) die Verlaufe der

Tumble- und Drall-Zahlen fur die beiden Zylinderkopfvarianten Drall und Ultra Low
Drall gegenubergestellt, siehe Abbildung 4.2.

Das Niveau des Tumble fur die Variante Drall liegt bedeutend Uber dem der Variante
Ultra Low Drall, wahrend die Drall-Zahl fur beide Varianten Werte nahe Null annimmt.
Damit fuhrt der Zylinderkopf mit Tangentialkanal ohne gleichzeitige Abschaltung des
Neutralkanals nicht zu einer Erhéhung der Drall-Zahl. Dies ist dadurch begrindet,
dass durch die tangentiale Kanalausformung nur bedingt die fur die Generierung
einer Drall-Stromung notwendige Umlenkung der Stromung erfolgt, was in Kapitel

5.4.5 auf Basis von statischen Berechnungen weiter diskutiert wird.
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Abbildung 5.18: Ladungsbewegung bei unterschiedlicher Geometrie des Tangential-

kanals und geoffneter Drallklappe (Referenz und KE2, Teillast)

Die Unterschiede in der Tumble-Stromung resultieren aus den spezifischen Stro-
mungsablosungen in den Einlasskanalen beider Kanalvarianten, was in Abbildung
5.19 fur einen Kurbelwinkel von 510 "KWnZOT beispielhaft illustriert ist. Dargestellt
ist das Stromungsfeld in einem Schnitt durch den Tangentialkanal. Die abgebildeten
Stromungsvektoren zeigen, dass sich fur die Kanalgeometrie Ulfra Low Drall (linkes
Bild) der Massenstrom am Einlassventil weitestgehend gleichmafig kopf- und zylin-
derseitig aufteilt. Die veranderte Kanalfuhrung der Kanalvariante Drall dagegen be-
wirkt, dass ein hoherer Anteil des Massenstroms zylinderkopfseitig Uber das Einlass-
ventil stromt und damit einen ausgepragteren Tumble im Zylinder initiiert. Dies zeigt
sich auch an den gréReren Geschwindigkeitsvektoren im Bereich der rechten Zylin-

derwand.
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Abbildung 5.19: Geschwindigkeitsfeld bei unterschiedlicher Geometrie des Tangenti-
alkanals bei 510 °KWnZOT und geoffneter Drallklappe (Referenz und KE2, Teillast)
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Abbildung 5.20: Turbulente kinetische Energie im Bereich der Gemischentflammung

bei unterschiedlicher Geometrie des Tangentialkanals und geoffneter Drallklappe
(Referenz und KE2, Teillast)
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Die intensivierte Tumble-Stromung der Kanalvariante Drall fihrt wiederum zu einem
erhohten Niveau an turbulenter kinetischer Energie zum Zundzeitpunkt, siehe Abbil-
dung 5.20.

Auf die Variante der Kanalabdeckung bei direkteinspritzenden Otto-Motor (DE2) wird
hier nicht naher eingegangen, da sie eine ahnliche Anhebung der Tumble-Zahl und
der Turbulenz zur Folge hat wie der besprochene Zylinderkopf des KE mit Tangenti-

alkanal.

5.4.4 Kombination aus Tangentialkanal und Kanalabschaltung

Durch die Kombination mehrerer Mallnahmen ist eine zusatzliche Steigerung von
Ladungsbewegung und Turbulenz mdglich. Beim Motor mit Kanaleinspritzung (KE)
wurde deshalb der Zylinderkopf mit Tangentialkanal gemeinsam mit der Kanalab-
schaltung untersucht. Ausformung und Querschnitt des Tangentialkanals lassen ei-
nen erhohten Eintrittsimpuls der Frischladung in Umfangsrichtung erwarten.

In den Abbildungen 5.21 und 5.22 sind die Ladungsbewegungskennzahl L sowie die

turbulente kinetische Energie der Kombination beider Malinahme der Kanalabschal-
tung sowie der Basis-Variante gegenubergestellt. Wahrend die charakteristischen,
durch Q-Tumble und Cross-Tumble verursachten Uberhéhungen bei 380 °KWnZOT
und 420 °KWnZOT fur beide Brennverfahren mit Kanalabschaltung im Wesentlichen
identische Werte aufweisen, wird durch den Tangentialkanal eine signifikant héhere
Drall-Strémung indiziert, was zu einer deutlichen, zusatzlichen Anhebung der turbu-

lenten kinetischen Energie zum Zeitpunkt der Gemischentflammung fuhrt.
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Abbildung 5.21: Ladungsbewegung mit Kanalabschaltung KA und Tangentialkanal
TK (Referenz, KE1 und KE3, Teillast)
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Abbildung 5.22: Turbulente kinetische Energie im Bereich der Gemischentflammung
mit Kanalabschaltung KA und Tangentialkanal TK (Referenz, KE1 und KE3, Teillast)
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5.4.5 Maskierung der Auslassventile

Die durch die Maskierung bedingte Verringerung der Ventil6ffnungsquerschnitte fuhrt
zunachst zu einer Beeintrachtigung des Durchflussverhaltens der Kanale, was zu
LiefergradeinbulRen bei hohen Massenstromen im Volllastbetrieb fihren kann, siehe
Kapitel 5.2. Zur Bewertung des Durchflussverhaltens der Auslasskanéale wurde des-
halb analog zum Versuchsbetrieb fur die beiden in Abschnitt 4 vorgestellten Varian-
ten am Stromungsprifstand das statische Stromungsfeld bei gegebenem Druck-

gefalle berechnet, siehe Kapitel 5.2. Abbildung 5.23 zeigt in einem Schnitt durch die

beiden Auslassventile das Stromungsfeld in Hauptstromungsrichtung, d. h. vom
Zylinder in den Auslasstrakt, fur die Variante mit Maskierung beider Auslassventile im
Vergleich zur Ausgangsgeometrie beispielhaft fur einen Ventilhub von 3 mm. Auf der
jeweils rechten Seite der beiden Ventiloffnungsquerschnitte ist die Beeintrachtigung
der Stromung durch die Maskierung und das dadurch veranderte Stromungsfeld in

den Auslasskanalen zu erkennen.

Maskierte Ventilbereiche

Basis Maskierung beider Auslassventile

Abbildung 5.23: Einfluss der Auslassventil-Maskierung auf die Umstrdomung der Ven-

tile (Statische Rechnung, Stromungsfall Ausstrémen, Ap=50 mbar)

Eine quantitative Auswertung der Durchflusseigenschaften wurde mit der in

Gleichung 3.23 definierten Durchflusszahl vorgenommen, siehe Abbildung 5.24, die

eine Abnahme der Durchflusszahlen in Abhangigkeit des Ventilhubs von maximal
10 % ergab. Die dargestellten Kurvenverlaufe zeigen weiterhin eine durch die geo-

metrische Ausfuhrung der Ventile bedingte deutliche Richtungsabhangigkeit der
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Durchflusszahlen. Zwischen dem stromungsgunstigen Einstrémen in den Brennraum
und dem Ausstromen sind Unterschiede in den Durchflusszahlen zwischen 15 % und
20 % zu beobachten.
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Abbildung 5.24: Berechnete Durchflusskoeffizienten fur die untersuchten Masken-

und Kanalgeometrien (Statische Rechnung, Ap=50 mbar)

Eine anschlieBende Uberpriifung des Volllastverhaltens mit den angepassten Model-
len der Prozessrechnung ergab jedoch nur eine sehr moderate Anderung des Dreh-
moments von etwa 1 % bei 6.000 1/min. Im Vergleich zu den Einlasskanalen ist die
Sensitivitat der Auslasskanale gegenuber Querschnittsanderungen hinsichtlich Lie-
fergrad und Stromungsverlusten bedeutend geringer [2.18].

Aus den Ergebnissen der statischen Durchstromung in Einstréomrichtung, d. h. Rick-
saugen in den Zylinder, wurden zudem Massenstromverteilungen fur die beiden Aus-
lassventile abgeleitet, die die Wirksamkeit der diskutierten MaRnahmen in Bezug auf

die angestrebte Drall-Stromung aufzeigen. In Abbildung 5.25 ist analog zu Abbildung

5.2 die relative Massenstromverteilung an den Auslassventilen flr Ventilhtbe von 3

und 7 mm dargestellt.
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Ventil- Relative Massenstromverteilung in Umfangsrichtung
hub

3 mm

Linkes Auslassventil Rechtes Auslassventil

—— Basis
— = Maskierung beider Auslassventile
4 - Komb. Maske + Tangentialkanal

Abbildung 5.25: Relative Massenstromverteilung an den Auslassventilen bei 3 mm

und 7 mm Ventilhub, Blickrichtung Brennraum mit Zindkerze ZK (Statische Rech-

nung, Stromungsfall Einstromen, Ap=50 mbar)

Die Maskierung des linken Auslassventils bewirkt bei 3 mm Ventilhub eine deutliche
Ablenkung der Stromung in Richtung rechtes Auslassventil, was die Auspragung

einer Drall-Stromung um die Zylinderachse begunstigt und damit im Einklang mit der
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definierten Zielsetzung steht, eine durch einlassseitige Malinahmen erzeugte Drall-
Stromung bereits wahrend der Ventiliberschneidungsphase zu verstarken. Beim
rechten Auslassventil kann eine gerichtete Umlenkung der Stromung zur Drall-
Generierung in Richtung gegenuberliegendes Einlassventil nur im Falle der Quer-
schnitts-Maskierung beobachtet werden. Der als Tangentialkanal ausgeflhrte Aus-
lasskanal zeigt dagegen gegenuber dem Ausgangszustand zumindest bei kleineren
Ventilhiben keine signifikante Anderung der Stromungsverteilung. Offensichtlich
werden bei kleinen Ventilhiben die Stromungsverhaltnisse in den Kanalen stark von
der Drosselwirkung des Ventilspalts gepragt, so dass die geometrische Ausformung
der Kanale durch die geringen Massenstrome nicht mit der erwarteten Deutlichkeit
zum Tragen kommt.

Bei einem Auslassventilhub von 7 mm ist wiederum fiur alle Varianten die in Kapitel
5.2 diskutierte Versperrung der Kanalquerschnitte, die die Tumble-Stromung be-
gunstigt, zu erkennen. Die tangentiale Ausflihrung des rechten Kanals verstarkt die-
sen Effekt aufgrund des geringeren Querschnitts und den damit verbundenen héhe-
ren Stromungsgeschwindigkeiten, was die in Kapitel 5.4.3 erlauterte Anhebung der
Tumble-Zahl fur diese konstruktive Losung erklart.

Im motorischen Betrieb ist fur das vorgestellte Konzept zur Generierung von
Ladungsbewegung neben der geometrischen Auslegung des Brennraums und der
Kanale eine geeignete Steuerzeitenstrategie zum Erzeugen hoher ruckgesaugter
Abgasmassenstrome bedeutsam. Fir die Darstellung einer hohen internen Abgas-
ruckflUhrung wurde deshalb eine Steuerzeit mit um 30 °KW spaterem Auslass-
SchlieBen und einer damit verbundenen gro3en Ventiliberschneidung gewahilt.
Durch das Spulgefalle zwischen Abgas- und gedrosseltem Saugsystem entstehen
damit hohe Abgasmassenstrome, die die Ladungsbewegung generieren. Der Mas-
senstromverlauf flr diese Ventilsteuerzeit ist etwa in Abbildung 3.3 dargestellt. Fur
die einlassseitige Drallerzeugung wurde die in Kapitel 5.4.2 besprochene Kanalab-
schaltung eingesetzt.

Abbildung 5.26 zeigt die berechneten transienten Drall-Zahlen der beiden Maskie-

rungs-Entwirfe im Vergleich zum Referenz-Zylinderkopf Uber Grad Kurbelwinkel.
Zusatzlich in das Diagramm eingezeichnet sind die Kurbelwinkelbereiche mit geoff-

neten Ein- und Auslassventilen.
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Abbildung 5.26: Transiente Drallzahlen fir die untersuchten Masken- und Kanalgeo-
metrien (Referenz, KE1 und KE4, Teillast)

Die Maskierung der Auslassventile hat eine deutliche Drallgenerierung wahrend der
Ventiliberschneidungsphase (im Diagramm grau gekennzeichnet) zur Folge. Insbe-
sondere bei der Maskierung beider Auslassventile werden aufgrund der hohen Ein-
stromgeschwindigkeiten Drall-Zahlen erreicht, die die Werte wahrend des darauf fol-
genden Einlass-Takts deutlich Ubersteigen. Diese hohen Drallniveaus kénnen jedoch
nicht konserviert werden. Im Fall der Maskierung beider Auslassventile ist ab etwa
380 °’KWnZOT sogar eine deutliche Abnahme der Drall-Zahl zu beobachten. Ursach-
lich fur diese Tendenz ist die ZerklUftung des Brennraums im Zuge der Gestaltung
der Funktionsflachen der Auslassventil-Maskierung, siehe Abbildung 4.3, die zu einer
rascheren Dissipation der gerichteten Stromung fluhren. Diese Zerkliftung bewirkt
zudem, dass auch wahrend des Einlass-Takis das Drallniveau der Basisvariante
nicht mehr erreicht wird. Die Auspragung der Turbulenz im Brennraum und im Be-

reich der Zindkerze zeigt tendenziell dasselbe Ergebnis, siehe Abbildung 5.27.
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Abbildung 5.27: Vergleich der turbulenten kinetischen Energie flr die untersuchten

Masken- und Kanalgeometrien im Brennraum und an der Ziundkerze (Referenz und
KE4, Teillast)

Damit ist neben der konstruktiven Ausfluihrung der Kanale, den Steuerzeiten sowie
den Querschnittsanderungen in den Einlasskanalen mit der Form des Brennraums
eine weitere wichtige EinflussgrofRe fur die nachhaltige Einbringung von Ladungs-
bewegung identifiziert.

Diesem Trade-Off zwischen Ventilmaskierung und Konservierung der Ladungs-
bewegung kann beispielsweise durch eine deutliche Verkleinerung der Funktions-
flachen begegnet werden. Insbesondere die Maskierung der Einlassventile ermdg-
licht auch mit verkleinerten Maskenquerschnitten und ggf. in Verbindung mit zusatz-
lichen MalRnahmen signifikante Veranderungen der Ladungsbewegung und der Tur-

bulenz im Brennraum, siehe [5.15, 5.16].
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5.5 Zusammenhange zwischen Turbulenz, Ziindwinkel und Restgastoleranz

In Abschnitt 7 wird auf den quantitativen Zusammenhang zwischen Turbulenz und
Flammengeschwindigkeit sowie auf ein Verfahren zur Bewertung der Restgastole-
ranz homogener Brennverfahren ausfuhrlich eingegangen. An dieser Stelle soll zu-
nachst ein rein empirischer Vergleich zwischen den berechneten Turbulenzwerten
und den am Motorenpriufstand gemessenen charakteristischen GroRen des Brenn-
verfahrens Vorzundbedarf und Restgastoleranz erfolgen.

In Abbildung 5.28 sind folgende Grdlien bezogen auf die Brennverfahren beider Mo-

toren ohne turbulenzsteigernde MaRnahmen gegenubergestellt:

= Gerechneter, maximaler Wert der turbulenten kinetischen Energie im Bereich der
Gemischentflammung

= Am Motorenprifstand gemessener Vorzindbedarf in Grad Kurbelwinkel ohne ex-
terne Abgasruckfihrung

=  Am Motorenprufstand gemessene externe Abgasruckfuhrrate bei einem Varia-
tionskoeffizienten des indizierten Mitteldrucks (COVymi) von 3 %, siehe Kapitel
7.7. Fur diesen Wert wird im Rahmen dieser Arbeit die Restgastoleranz des

Brennverfahrens definiert.

Die Werte der beiden Basis-Varianten werden mit jeweils 100 % festgelegt. Wie in
Abschnitt 7 noch ausfuhrlich erlautert wird, fihrt eine Erhdhung der Turbulenz im All-
gemeinen zu einer Erhdohung der Restgasvertraglichkeit und einer schnelleren
Verbrennung. Um diesem Umstand Rechnung zu tragen wird in Abbildung 5.28 die
Zunahme der Turbulenz und der Restgasvertraglichkeit der Abnahme des Vorzund-
bedarfs gegenubergestellt.

Fur den Motor mit Kanaleinspritzung (KE) werden die Zunahme der Restgasvertrag-
lichkeit und die Abnahme des Vorzindbedarfs sehr gut von der turbulenten kineti-
schen Energie wiedergegeben, was die oben getroffene Annahme der beschleuni-
genden und stabilisierenden Wirkung der Turbulenz auf die Verbrennung bestatigt.
Lediglich fir Variante KE3, die eine Kombination aus Kanalabschaltung und Tangen-
tialkanal darstellt, zeigt sich gegenuber der reinen Kanalabschaltung trotz hoher tur-
bulenter kinetischer Energie und kurzer Brenndauer kein zusatzliches Potenzial zur

Steigerung der Restgasvertraglichkeit. In Abschnitt 7 wird anhand einer wesentlich
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detaillierteren Betrachtung gezeigt, dass bereits das Brennverfahren mit Kanalab-
schaltung eine hohe Verbrennungsstabilitat besitzt, die auch durch eine weitere Stei-

gerung der Turbulenz nicht mehr verbessert wird.
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Abbildung 5.28: Zusammenhang zwischen Turbulenz, Restgasvertraglichkeit und
Vorzundbedarf fur die beiden Motoren im jeweiligen Teillastpunkt, alle GroRen sind

dabei auf die beiden Basisvarianten (100 %) bezogen
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Beim Motor mit Direkteinspritzung (DE) lasst sich qualitativ ebenfalls eine Korrelation
zwischen steigender Turbulenz und abnehmendem Vorzindbedarf herstellen. Auch
hier fallt jedoch auf, dass die Variante mit Kanalabschaltung (DE1) trotz hochster
Turbulenzwerte die niedrigste Stabilitdt der Verbrennung besitzt, was wiederum
durch die alleinige Analyse der Turbulenz im Brennraum nicht erklarbar ist.

Zusammenfassend lasst sich damit festhalten, dass die Entwicklung der Brenndauer
und der Restgastoleranz grundsatzlich gut mit der gerechneten Turbulenz korrelie-
ren, dass jedoch ein allgemeingultiger quantitativer Zusammenhang nicht gegeben
ist. Vielmehr mussen zusatzliche Grolien, wie das Luftverhaltnis, der Restgasgehalt
und die Fluideigenschaften herangezogen werden. In Abschnitt 7 wird ein Verfahren
eingefuhrt, dass auf Basis der turbulenten Flammentheorie eine detaillierte Bewer-

tung der Verbrennung zulasst.

5.6 Einfluss der Ladungsbewegung auf die Wandwarmeverluste

Die Intensitat der Zylinderinnenstromung hat Einfluss auf die Wandwarmestrome und
damit den Wirkungsgrad und den Kraftstoffverbrauch. Im Folgenden sollen beispiel-
haft fir den Motor mit Direkteinspritzung (DE) die mit Hilfe der CFD-Simulation be-
rechneten Warmestrome zwischen den Zylinderwanden und der Zylinderladung dis-
kutiert werden. Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass das in der CFD-
Simulation eingesetzte logarithmische Wandgesetz nur dann befriedigende Ergeb-
nisse liefert, falls der dimensionslose Wandabstand y* in einem definierten Bereich
liegt, siehe Kapitel 3.1.3, was im Falle der Berechnung des Motorprozesses aufgrund
der stark unterschiedlichen Stromungsgeschwindigkeiten Uber Grad Kurbelwinkel in
weiten Bereichen nicht der Fall ist. Zudem besteht eine gewisse Unsicherheit hin-
sichtlich der angenommenen Wandtemperaturen fir Kolben, Zylinderkopf, Ventilteller
und Zylinderbuchse, die die Warmestrome mafigeblich beeinflussen. Die im Folgen-
den prasentierten Ergebnisse sind demnach nur qualitativ zu betrachten. Sie stellen
aber dennoch einen Beitrag zur Abschatzung der Einsparpotenziale im Kraftstoff-
verbrauch bei verschiedenen Formen der Ladungsbewegung dar.

Abbildung 5.29 zeigt fur das Konzept mit Kanalabdeckung (Tumble) beim DE die

Wandwarmestrome aufgeteilt in den Ort ihrer Entstehung.
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Abbildung 5.29: Warmestromverlauf Gber Grad Kurbelwinkel (DE2, Teillast)

Wahrend der Ventiliberschneidungsphase stromt heilles Abgas vom Auspuff in das
Saugsystem. In dieser Phase wird Warme vom Brenngas an die Brennraumwande
abgegeben (negatives Vorzeichen in den Kurvenverlaufen). Der Gberwiegende Teil
des Massenstroms flie3t dabei direkt zwischen den Ein- und Auslassventilen, was die
Dominanz der Warmestrome am Zylinderkopf erklart. Wahrend des anschlieRenden
Einlass- und Kompressionstakts wechselt das Vorzeichen des Warmestroms ent-
sprechend der Temperatur der Zylinderladung. Der Warmeubergang ist dabei be-
dingt durch dessen grof3e Oberflache stets fur den Zylinderkopf, zu dem auch die
Ventilteller gezahlt werden, am groten. Bei hohen Temperaturdifferenzen, im
Ladungswechsel-OT bedingt durch das Durchspulen des Abgases und im Zind-OT
durch die Kompression, sind die Wandwarmestrome durch die Zylinderblchse auf-
grund deren geringer Oberflache von untergeordnetem Einfluss.

In Abbildung 5.30 sind die Wandwarmestrome der verschiedenen am DE untersuch-

ten Ladungsbewegungskonzepte in einem Diagramm gegenubergestellt. Wahrend
der Kompressionsphase und zunehmender Temperatur der Zylinderladung liegt das
Drall-Konzept betragsmalig Uber den beiden uUbrigen, was auf dessen hohes

Ladungsbewegungsniveau zuruck zu fuhren ist, siehe Abbildung 5.14.
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Abbildung 5.30: Vergleich der Wandwarmestrome fir die verschiedenen Mallnhahmen

im Einlasssystem (Referenz, DE1 und DE2, Teillast)

Es lasst sich damit grundsatzlich eine Korrelation zwischen den Warmestrémen und

der Ladungsbewegung im Brennraum herstellen, siehe Abbildung 5.31. Es fallt je-

doch auf, dass das Konzept mit Kanalabschaltung, das eine wesentlich hohere
Ladungsbewegung generiert als die beiden Ubrigen, nicht im selben MaRe die
Wandwarmestrome erhoht. Grund fur diese Beobachtung ist die Struktur der La-
dungsbewegung, siehe Abbildungen 5.7 und 5.14. Die Drall-Strémung fihrt zu einem
hohen Warmelbergang an der Zylinderbuchse, die jedoch im Bereich grol3er Tempe-
raturdifferenzen in den oberen Totpunkten nur eine kleine Oberflache hat. Die
Tumble-Stromung dagegen fordert durch ihre Auspragung den Warmeubergang an
Kolben und Zylinderkopf und flhrt damit zu den, relativ gesehen, héheren Warme-

stromen der Referenz und der Variante mit Kanalabdeckung (DE2).
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Abbildung 5.31: Vergleich der Ladungsbewegungskennzahl L (Referenz, DE1 und
DE2, Teillast)

Einschrankend ist festzuhalten, dass sich die vorgestellten Ergebnisse auf die Ventil-
uberschneidung und die Kompressionsphase beziehen. Die wirklich relevanten War-
mestrome flieRen natirlich wahrend der Hochdruckphase, deren Berechnung aller-
dings nicht Umfang dieser Arbeit war. Es ist zu erwarten, dass die stabile Drall-
Stromung auch wahrend des Arbeitstakts entsprechend hohe Wandwarmestrome
und damit Verluste generiert.

Allgemein bedeutet dies im Hinblick auf den Kraftstoffverbrauch, dass Konzepte mit
hoher Ladungsbewegung den Nachteil der hoheren Wandwarmeverluste durch eine
schnellere Verbrennung und durch eine starkere Ladungsverdinnung Uberkompen-
sieren mussen, was die Notwendigkeit einer frihzeitigen Bewertung der Restgastole-

ranz in der Konzeptphase unterstreicht.
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6 Einfluss der Ladungsbewegung auf die Gemischaufbereitung

6.1  Abbildung der Zwei-Phasen-Stromung mit Lagrange-Ansatz

Neben der Berechnung des Stromungsfelds ist die physikalische Beschreibung des
Kraftstoffs und dessen Wechselwirkung mit der Strémung eine der Hauptaufgaben
der CFD-Simulation. Hieraus kdnnen wesentliche Informationen Uber die Gemisch-
aufbereitung, die Ladungsschichtung und den Wandfilmaufbau im Saugrohr bzw. im
Brennraum abgeleitet werden. Insbesondere das Luftverhaltnis im Bereich der Zind-
kerze zum Zundzeitpunkt stellt eine wesentliche EinflussgrofRe fir eine sichere Ent-
flammung des Gemischs dar, siehe Abschnitt 7.

In der CFD-Simulation wird derzeit das Spray als Ansammlung diskreter Kraftstoff-

tropfen interpretiert, deren Bewegung mittels Lagrange-Ansatz bestimmt wird:

%(mr)?)=2ﬁ, (Gl. 6.1)

mit der Tropfenmasse mr, dem Geschwindigkeitsvektor X und den am Tropfen an-
greifenden Stromungskraften. Sprays in der motorischen Anwendung bestehen aus
bis zu 10® Tropfen, was eine explizite Beschreibung aller Einzeltropfen unmdglich
macht. Vielmehr werden Parcels (Discrete Droplet Model, DDM) definiert, die eine
bestimmte Anzahl einzelner Tropfen beinhalten, welche identische physikalische
Eigenschaften besitzen [3.5]. Fur die Anzahl der Parcels ist ein Kompromiss zwi-
schen machbarem Berechnungsaufwand und ausreichend genauer raumlicher Auf-
|I6sung des Sprays zu suchen. In der vorliegenden Arbeit wurden fir die Anzahl der

Parcels folgende Werte verwendet:

Tabelle 6.1: Anzahl der eingespritzten Parcels in Abhangigkeit des Last- und Ein-

spritzzeitpunkts

Motor Lastpunkt Einspritzdruck [bar] | Anzahl der Parcels
KE Teillast 3,8 5.000
Teillast 70 10.000
DE
Volllast 120 17.000
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Da der Berechnungsaufwand aufgrund des friheren Einspritzzeitpunkts beim Kanal-
einspritzer deutlich hoher ist, wird eine geringere Anzahl an Parcels eingespritzt. Die
damit verbundene grobere raumliche Auflosung des Sprays kann aufgrund des
langeren zur Verflgung stehenden Zeitraums fur die Gemischaufbereitung und der
damit verbundenen hoheren Homogenisierung akzeptiert werden.

Die physikalischen Einflisse, die im Rahmen der Zwei-Phasen-Stromung betrachtet

werden mussen, sind:

» Primaraufbruch des Strahls unmittelbar nach der Disendffnung
» Sekundaraufbruch aufgrund von Scherkraften an den Tropfen
» Verdampfen des Kraftstoffs aufgrund des Partialdruck- und Temperaturgefal-

les zum umgebenden Fluid

6.2 Primaraufbruch und Spray-Initialisierung

Der Primaraufbruch des Einspritzstrahls unmittelbar nach der Einspritzoffnung ist
derzeit noch Gegenstand diverser Forschungsarbeiten. Wesentliche Einflussgroen
auf den Strahlzerfall sind die Turbulenz der Kraftstoffstromung in der Dusenbohrung
sowie die Entstehung von Kavitationsblasen. Kammerdruck, Durchmesser und
-lange der Diisenbohrung sowie die geometrische Ausfilhrung des Ubergangs zwi-
schen Druckkammer und Bohrung bestimmen die Charakteristik des Einspritzstrahls
[6.1]. Die quantitative Erfassung des Primaraufbruchs des flissigen Kraftstoffstrahls
stellt sowohl messtechnisch als auch numerisch eine betrachtliche Herausforderung
dar. Die messtechnische Schwierigkeit liegt im Umstand begrindet, dass das unmit-
telbar nach der Dusendéffnung vorliegende Gemenge aus Strahlkern, Kraftstoff-
ligamenten und Tropfen mit optischen Messverfahren wie der Particle Doppler
Anemometrie (PDA), die zufriedenstellende Ergebnisse nur fur exakt kugelférmige
Tropfen liefern, nicht hinsichtlich Geschwindigkeit und Durchmesserspektrum ver-
messen werden kann. Messungen finden demnach erst 30 bis 50 mm nach der
Dusenoffnung statt. Die bereits erwahnte numerische Methode des Discrete Droplet
Modeling ihrerseits ist grundsatzlich fur dunnes Spray konzipiert, also einer niedrigen
Tropfenkonzentration mit geringen Wechselwirkungen zwischen den einzelnen

Parcels, was ebenfalls nicht den Bedingungen im Bereich der Dusendffnung ent-
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spricht. Fur die hohen Einspritzdriicke der dieselmotorischen Verbrennung wurden
deshalb in der Vergangenheit zahlreiche semi-empirische Modelle entwickelt, die den
Primaraufbruch abbilden [3.5, 6.2] und eine raumliche Beschreibung der Durch-
messer- und Geschwindigkeitsverteilung der Primartropfen sowie des Strahlkegels
liefern.

Far die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten vergleichsweise geringen Einspritz-
dricke und der daraus resultierenden unterschiedlichen Auspragung der Turbulenz
und Kavitation in der Einspritzbohrung liefern diese Modelle im Allgemeinen keine
zufrieden stellende Beschreibung der oben beschriebenen Spray-Eigenschaften und
insbesondere des flr die Verdampfung der Tropfen bedeutsamen mittleren Sauter-
Durchmessers, siehe Gleichung 6.3. Aus diesem Grund werden derzeit geeignete
empirische Ansatze auf Basis von Versuchen in der Einspritzkammer zur Beschrei-
bung des Einspritzvorgangs eingesetzt [6.3]. Die dort gemessenen Werte fir den
Kegelwinkel des Einspritzstrahls, die Anfangsgeschwindigkeit und die GroéRenver-
teilung der Tropfen werden direkt als Vorgabe an den CFD-Code ubergeben. Die
einzelnen Parcels werden im ersten Iterationsschritt mit der dem Einspritzdruck ent-
sprechenden Anfangsgeschwindigkeit und einer mittels Zufallsroutine bestimmten
Richtung innerhalb des Einspritzkegels im Bereich der Disendéffnung freigesetzt.

Die Grolenklassenspektra werden in der motorischen Anwendung ublicherweise mit

der Rosin-Rammler-Verteilungsfunktion nach Lefebvre beschrieben [6.4]:

D q
=1- — .6.2
Q, exp(xj, (Gl.6.2)

mit dem aufsummierten Volumenanteil Qy, dem Tropfendurchmesser D und den bei-
den empirischen Konstanten X und q. Letztere werden so abgestimmt, dass eine
gute Ubereinstimmung mit den im Einspritzversuch experimentell ermittelten
Tropfendurchmessern D19, Dyso, Dygo sowie insbesondere dem mittleren Sauter-
Durchmesser SMD besteht. Die Durchmesser D,x bezeichnen dabei den Durch-
messer, unterhalb dessen sich x % des Sprayvolumens befinden. Der mittlere

Sauter-Durchmesser SMD wird bestimmt zu:

Ny Ny
SMD=Y"D? /3 Dz, (Gl. 6.3)
i=1 i=1
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mit der Anzahl der Tropfen Nr. Er stellt das Volumen des Sprays mit dessen Ober-
flache ins Verhaltnis und ist damit die wichtigste KenngroRe fur die Verdampfungs-
eigenschaften des eingespritzten Kraftstoffs.

Experimentelle Untersuchungen nach dem MALVERN-Verfahren und der PDA-
Methode ergaben fir die an den beiden Motoren eingesetzten Injektoren, n-Heptan
(C7H16) als Arbeitsfluid und einem Einspritzdruck von 100 bar und 3,8 bar die folgen-

den, von den Firmen Bosch und Siemens gemessenen, mittleren Spraykennwerte:

Tabelle 6.2: Gemessene Spraykennwerte fur die an den beiden Motoren eingesetz-

ten Injektoren bei einem Einspritzdruck von 100 bar und 3,8 bar

Motor | Apin; [bar] | SMD / D3, [um] Dv1o [um] Dvso [um] Dvogo [um]
KE 3,8 112,0 43,3 97,4 150,1
DE 100 19,1 12,7 21,7 39,0

Beide Messverfahren sind laseroptische Verfahren, die auf der Brechung und
Reflexion des Laserlichts auf den spharischen Tropfenoberflachen basieren. Die
PDA-Methode erlaubt zudem durch die bei der Uberlagerung zweier Laserstrahlen
entstehenden Interferenzstreifen die Messung der Geschwindigkeiten der das Mess-
volumen passierenden Tropfen.

In Abbildung 6.1 ist beispielhaft die berechnete Verteilungskurve der aufsummierten

Volumenverteilung der Tropfen fur eine Parameterwahl X = 25 und q = 2,3 den
Messergebnissen des DE gegenubergestellt. Zusatzlich in das Diagramm eingetra-
gen sind die Klassenverteilung der Tropfenzahl und des Tropfenvolumens.

Es ist eine befriedigende Beschreibung der Spray-Charakteristik durch die Rosin-
Rammler-Verteilung mit den gemessenen Werten zu erkennen. Der gerechnete mitt-
lere Sauter-Durchmesser betragt 19,6 um und entspricht damit ebenfalls sehr gut

dem Messwert aus Tabelle 6.2.
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Abbildung 6.1: Vergleich der berechneten Durchmesserverteilung des Sprays mit
Messwerten aus MALVERN- und PDA-Versuchen bei 100 bar Einspritzdruck

Da die Zustande im Saugrohr und die Einspritzdriacke im motorischen Betrieb im All-
gemeinen nicht den Bedingungen in der Einspritzkammer entsprechen, wurde eine

Korrektur des mittleren Sauter-Durchmessers nach Elkotb vorgenommen [6.5]:

SMD = 6156 -10° - 2% . p27%7 . p2% -Ap,.’nj.”“ : (Gl. 6.4)
mit der Viskositat des Kraftstoffs vg, der Dichte des Kraftstoffs pg, der Dichte der Um-
gebung p,, und dem Einspritzdruck Ap,,. Der Exponent fur die Umgebungsdichte

bringt den geringen Einfluss dieser GroRe des Saugrohrzustands auf den Wert des
SMD zum Ausdruck, so dass nur der Einfluss des Einspritzdrucks berlcksichtigt
werden muss. Auf Basis der angepassten Werte fur den mittleren Sauter-
Durchmesser wurden die Parameter der Rosin-Rammler-Verteilung fur die Teil- und

Volllast-Betriebspunkte neu abgestimmt. In Abbildung 6.2 sind am Beispiel des DE

exemplarisch die Grolenklassenverteilungen beim Einspritzdruck in der Einspritz-
kammer, sowie den Einspritzdricken im Teillast- und Volllast-Betriebspunkt gegen-

ubergestellt.
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Abbildung 6.2: Tropfenverteilung fur den Einspritzversuch und die betrachteten Mo-

torbetriebspunkte

In folgender Tabelle sind die fur die untersuchten Motoren und Betriebspunkte

gefundenen Parameter der Rosin-Rammler-Verteilung zusammengefasst:

Tabelle 6.3: Berechnete Spraykennwerte flr den Einspritzversuch und die betrachte-

ten Motorbetriebspunkte

Rosin-Rammler-Parameter
Bezeichnung Apiy; [bar] SMD [pm] X q
DE (Versuch) 100 19,6 25
DE (Teillast) 70 21,6 28 23
DE (Volllast) 120 18,3 23
KE (Teillast) 3,8 112 125

Die Anfangsgeschwindigkeit der Parcels kann aus der gemessenen Eindringtiefe des

Einspritzstrahls hergeleitet werden. Entweder wird eine CFD-Simulation durchge-

fuhrt, die die Zustande in der Einspritzkammer wiedergibt, oder die Eindringtiefe der
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Tropfen wird eindimensional tUber Gleichung 6.1 mit einem separaten Programm ge-
|I0st, was einen deutlich geringeren Zeitaufwand darstellt und rasche Variations-
rechnungen ermdglicht. Dabei wird fur die am Tropfen angreifende Kraft die Wider-

standskraft der Luft angesetzt:

F, - % P Cohu (Gl. 6.5)

mit dem Widerstandsbeiwert Cp, dem Tropfenquerschnitt Ar und der Tropfenge-

schwindigkeit ur. Der Widerstandsbeiwert ergibt sich zu [3.5]:

C, :ﬁ(ane”j Re < 1000 (Gl. 6.6.1)
Re 6
C, =0,424 Re > 1000 (Gl. 6.6.2)

Die Gleichungen 6.1 und 6.5 bis 6.6 kdnnen numerisch, z. B. Uber ein Runge-Kutta-

Verfahren, gelost werden. Abbildung 6.3 zeigt fur den DE beispielhaft einen Ver-

gleich zwischen dem gerechneten Verlauf der Tropfen-Eindringtiefe Uber der Zeit fur
den Durchmesser D,go und die mit Hilfe des MALVERN-Verfahrens ermittelten Mess-

werte.
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Abbildung 6.3: Vergleich der berechneten Eindringtiefe des Einspritzstrahls fur den
Tropfendurchmesser Dygp mit MALVERN-Messdaten

Unter der Annahme vergleichbarer Stromungsbedingungen in der Injektorbohrung
wurde analog zur Anpassung des mittleren Sauter-Durchmessers und den Parame-
tern der Rosin-Rammler-Verteilung ebenfalls fur die Anfangsgeschwindigkeit geman
Gleichung 6.7 eine Umrechnung von den Randbedingungen im Einspritzversuch auf

die realen Bedingungen im motorischen Betrieb vorgenommen:

AD. .
U= Uy | (Gl. 6.7)
100bar

wobei uversuch die Anfangsgeschwindigkeit der Tropfen im Einspritzversuch und Ap;y
der Einspritzdruck sind.

Die Abbildung 6.4 zeigt jeweils eine Momentaufnahme des Einspritzvorgangs fur die

beiden untersuchten Brennverfahren in Grad Kurbelwinkel nach Einspritzbeginn
(°KWnEB). Der Durchmesser der einzelnen Parcels wird in den beiden Darstellungen

durch die Schattierung und die Gro3e der einzelnen Tropfen wiedergegeben.
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DE (6 °SKWnEB) KE (24 °KWnEB)

Abbildung 6.4: Darstellung des Einspritzstrahls fur die beiden untersuchten Motoren

6.3 Sekundaraufbruch der Initial-Tropfen

Der Sekundaraufbruch der Initialtropfen in kleinere Tropfen wird durch aerodynami-
sche Krafte bestimmt. Es wurden in der Vergangenheit verschiedene Arten des
Tropfenaufbruchs in Abhangigkeit der dimensionslosen Weber-Zahl We definiert, die
den dynamischen Druck des den Tropfen umstromenden Fluids mit dem Innendruck

aufgrund der Oberflachenspannung ins Verhaltnis setzt [6.6]:

2
_ Pe!TUr Re

o)

We (Gl. 6.8)

p, ist die Dichte des umgebenden Fluids, r;, der Tropfenradius, u; ., die Relativ-

geschwindigkeit des Tropfens im Fluid und o die Oberflachenspannung. Wierzba
definierte auf Basis der Weber-Zahl verschiedene Tropfenaufbruchsmuster [6.6], die

in Abbildung 6.5 schematisch dargestellt sind.
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Abbildung 6.5: Tropfenaufbruchsmuster nach [6.6]

Das im Rahmen dieser Arbeit verwendete Modell von Reitz und Diwakar [6.7, 6.8]
unterscheidet zwischen einem ringformigen (Bag Breakup) und einem abscherenden
Aufbruch (Stripping Breakup). Die Bedingungen fir den Aufbruch und die stabile
Lebensdauer des Tropfens bei Uberschreitung dieser Bedingung sind in Tabelle 6.4

dargestellt.

Tabelle 6.4: Bedingung fur den Sekundaraufbruch der Tropfen und der stabilen

Labensdauer nach [6.7]

Art des Aufbruchs Bedingung Stabile Lebensdauer
3
Ringférmig We > 6 ting = . /pF_DT
4 o
12 D—,— Pr
Abscherend (We-ReT )> 0,5 topsohorong = 10-——- |=F
Urrer \ Pu

Unter Rer ist die auf den Tropfendurchmesser Dr bezogene Reynolds-Zahl:

D .
Re, — =1 drrel (Gl. 6.9)

Ve
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Der Tropfen zerfallt in eine Anzahl kleinerer Nachkommen, die gerade die kritische
GroRe gemald den in Tabelle 6.4 dargestellten Kriterien fur die jeweilige Aufbruchsart
besitzen. Die Anzahl der Tropfen ergibt sich aus der Massenerhaltung.

Eine einfache Analyse von Gleichung 6.8 hinsichtlich der GroRenordnung der Weber-
Zahl zeigt sowonhl fir den Kanaleinspritzer als auch fur den Direkteinspritzer, dass
der sekundare Tropfenaufbruch im Gegensatz zur Simulation des Einspritzvorgangs
beim Diesel-Motor bzw. Otto-Motor mit strahlgefuhrten Brennverfahren eine eher un-
tergeordnete Rolle spielt. In Tabelle 6.5 sind charakteristische Tropfendurchmesser

fur die verschiedenen untersuchten Einspritzdriicke dargestellt.

Tabelle 6.5: Vergleich kritischer Durchmesser mit charakteristischen Spray-Grofden

Spezifikation Charakteristische Durchmesser
Motor Last Einspritz- Dvso Dringformig Dabscherend
druck [bar] [um] [um] [um]
KE Teillast 3,8 150 500 > 1000
Teillast 70 40 45 70
- Volllast 120 33 20 26

FUr die beiden Teillast-Betriebspunkte mit Einspritzdricken von 3,8 bzw. 70 bar lie-
gen die Durchmesser fur die kritischen Weber-Zahlen fur den ringférmigen und den
abscherenden Tropfenaufbruch oberhalb des Dygo. Lediglich fur die hoheren Ein-
spritzdricke des aufgeladenen Direkteinspritzers spielt der Sekundaraufbruch fur die
grolieren Tropfen eine Rolle. Aber auch in diesem Fall zeigt sich, dass bedingt durch
den Uberproportionalen Anteil der grof3en Tropfen am Volumenanteil des Sprays nur
ein relativ geringer Anteil der Parcels diesen Kriterien unterliegt, was etwa in Abbil-
dung 6.1 durch die Kurvenverlaufe der Tropfenzahl und der Volumenanteile zum
Ausdruck kommt.

Neben dem sekundaren Aufbruch aufgrund aerodynamischer Krafte flhrt die Inter-
aktion zwischen dem Spray und den Wanden des Saugsystems sowie des Zylinders
zum Tropfenaufbruch bzw. zur Wandfilmbildung. Es existieren wiederum zahlreiche
Modellvorstellungen flr das Verhalten von Flussigkeitstropfen beim Auftreffen auf

starre Wande. Abbildung 6.6 zeigt die von Bai und Gosman [6.9] vorgeschlagenen

Szenarien.
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Abbildung 6.6: Szenarien beim Auftreffen von Tropfen auf eine Wand nach [6.9]

Ahnlich zum Sekundéraufbruch durch aerodynamische Kréafte wird mittels
dimensionsloser Kennzahlen eine Unterscheidung zwischen verschiedenen Arten
der Wechselwirkung getroffen. Das im Rahmen dieser Arbeit gewahlte Interaktions-

modell von Bai unterscheidet auf Basis der Weber- und Laplace-Zahlen:

D. u?. .
We,, _ PrPrentr.ein (Gl. 6.10)
(o)
D_ .
La= L7 ren (Gl. 6.11)
Hr

zwischen den Fallen Haften (i), Abprallen (ii), Filmbildung (iii) und Spritzen (vi). Die
Laplace-Zahl setzt die Oberflachenspannung zur Viskositat des Kraftstoffs ins Ver-

haltnis, wobei u. in Gleichung 6.11 die dynamische Viskositat des Kraftstoffs be-
zeichnet und u; ., die zur Wand senkrechte Geschwindigkeitskomponente beim

Auftreffen des Tropfens. Es werden weitere Unterscheidungen getroffen zwischen
einer trockenen und einer benetzten Wand sowie unterschiedlichen Wandrauigkei-
ten. Daraus ergeben sich fallweise unterschiedliche kritische Weber-Zahlen, die hier
aber nicht vollstandig wiedergegeben werden sollen. Es sei auf [3.2, 6.8] verwiesen.
Die GrofRe und Anzahl der Tropfen und deren Bewegungsrichtung nach dem Aufprall
wird durch den Massen- und Impulserhaltungssatz sowie eine empirische Beziehung

fur den Reflexionswinkel bestimmt.
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6.4 Abbildung der physikalischen Kraftstoffeigenschaften

Ein weiterer Einfluss auf die Gemischaufbereitung ist das Verdampfen des Kraft-
stoffs. Gebrauchlicher Ottokraftstoff verdampft in einem Temperaturbereich bis
200 °C, wobei dessen chemische Zusammensetzung so abzustimmen ist, dass das
Siedeverhalten einen problemfreien Motorbetrieb unter allen Bedingungen gewahr-
leistet. Niedrig siedende Bestandteile haben ein gunstiges Kaltstartverhalten und
bewirken niedrige Abgasemissionen wahrend der Aufwarmphase, hoher siedende
Bestandteile verhindern im Heilbetrieb die Entstehung von Dampfblasen in den
Kraftstoffleitungen.

Flar die numerische Simulation stellt die Beschreibung komplexer Kraftstoffe ein be-
trachtliches numerisches Problem dar. Insbesondere im Zusammenhang mit den
frihen Einspritzzeitpunkten homogener Brennverfahren und dem dadurch bedingten
langen Kurbelwinkelbereich bis zur Gemischentziindung und damit langen Berech-
nungszeiten fur die Zwei-Phasen-Stromung wird derzeit auf eine detaillierte Be-
schreibung des Kraftstoffs verzichtet. Vielmehr wird der Kraftstoff durch Einkom-
ponenten-Ersatzfluide angenahert. Im Falle der vorliegenden Arbeit wurde aufgrund
der zu konventionellem Ottokraftstoff ahnlichen Fluideigenschaften n-Heptan (C;H1s)
als Ersatzfluid gewahlt. Die wichtigsten physikalischen Eigenschaften sind in nach-

folgender Tabelle zusammengefasst.

Tabelle 6.6: Gegenuberstellung der physikalischen Eigenschaften von Ottokraftstoff
und n-Heptan (C7H16)

n-Heptan Ottokraftstoff
Dichte [kg/m?] 678,3 720 - 775
Siedetemperatur [K] 371,6 298 - 483
Stochiometrischer Luftbedarf [kg/kg] 15,2 14,5
Verdampfungsenthalpie [kJ/kg] 365,7 380 - 500

Das Verdampfen des Kraftstoffs wird durch das Partialdruckgefalle zwischen dem
flussigen Kraftstoff und der umgebenden Gasphase sowie durch den Warmeaus-
tausch bestimmt. Fur einen Kraftstofftropfen lautet der erste Hauptsatz der Thermo-

dynamik wie folgt:
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d C,, T. . am
%:— o7 + Ahes =T (Gl. 6.12)

mT
mit der Tropfenmasse m;, der spezifischnen Warmekapazitat ¢, ., der Tropfenober-
flache As sowie der Verdampfungsenthalpie 4h.,. Die Warme- und Stoffstrome q”

und m; aus Gleichung 6.12 werden mit den beiden folgenden Beziehungen berech-

net [6.10]:
a7 =a(T; —Tg) (Gl. 6.13)
am; Ps — Pp
=—-AK, ps In——== Gl. 6.14
dt s"ols Ps = Pos ( )

Dabei ist « der Warmeubergangsfaktor, T¢ die Temperatur und pg der Druck des

umgebenden Gases, K; ein den Massentransport bestimmender Faktor, p,  der

Partialdruck des Kraftstoffdampfs im umgebenden Medium sowie pps der Dampf-
druck des Kraftstoffs an der Tropfenoberflache. Letzteres entspricht dem Sattigungs-
zustand, der unter Einbeziehung der Clausius-Clapeyron-Gleichung ermittelt werden
kann. Der Suffix S bezeichnet grundsatzlich den Zustand in unmittelbarer Umgebung
der Tropfenoberflache, der Suffix co den Zustand des umgebenden Mediums.

Der Warmeubergang «a wird nach El Wakil [6.11] berechnet:

g ts N2 (Gl. 6.15)
(" —1)D;
wobei A5 die Warmeleitfahigkeit, Nu die Nusselt-Zahl und z ein dimensionsloser Kor-

rekturfaktor ist, der die Verminderung des Warmeubergangs bei gleichzeitigem Mas-

sentransport berucksichtigt:

5 Cor -(dmy /dt)
7D, A Nu

(Gl. 6.16)

Der Massenfaktor Ky aus Gleichung 6.14 wird bestimmt zu:
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Sh-2

S Gl. 6.17
9 R,-T,-D, ( )

mit der Sherwood-Zahl Sh, der Diffusivitat des Kraftstoffdampfs ¥ sowie der spezifi-
schen Gaskonstante Rs. Die in den Gleichungen 6.15 und 6.17 auftretenden Kenn-

zahlen werden von Ranz und Marshall [6.12] wie folgt vorgeschlagen:

Nu=2,0+0,6-Re"? Pr'* (Gl. 6.18)
Sh=2,0+0,6-Re"? Sc"* (Gl. 6.19)

mit der Reynolds-Zahl Re, der Prandtl-Zahl Pr und der Schmidt-Zahl Sc, die das Ver-
haltnis zwischen dem viskosen und diffusiven Impulstransport definiert.
Mit der Beziehung

dm, _d
at  dt

pT%D;*] (Gl. 6.20)

und den Gleichungen 6.14 und 6.17 lasst sich somit Uber:

D7
dt

D, = D? dZT ~D; = [DidD ~ [dt (Gl.621)

ein einfacher Zusammenhang zwischen dem Anfangsdurchmesser eines Tropfens
D7 (t = 0) und seiner Verdampfungszeit t, der Form t, ~ D?(t = 0) herstellen [6.13].

Diese als D*-Gesetz bekannte Beziehung besagt demnach, dass eine Verdoppelung
des Tropfendurchmessers eine Vervierfachung der Verdampfungszeit zur Folge hat.
Aus dieser Gesetzmaligkeit folgt flr eine ausreichende Aufbereitung des Kraftstoffs
unmittelbar die Notwendigkeit, bei zunehmender Verringerung des Kurbelwinkel-
bereichs zwischen Einspritzung und Entzindung des Gemischs den Durchmesser
der Kraftstofftropfen zu verringern und damit deren Anzahl zu erhdéhen. Dies kann
durch MaBnahmen, die die Zerstaubung des Kraftstoffs verbessern, wie eine
Erhdohung des Einspritzdrucks, eine Verringerung des Durchmessers der Einspritz-
bohrungen bzw. die geometrische Ausformung der Druckkammer zur Erh6hung der

Turbulenz erreicht werden [6.16]. Die fur die Gemischaufbereitung aufzubringende
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Energie wird damit zunehmend auf die Seite der Hydraulik verlagert, was wiederum
eine Verringerung des mechanischen Wirkungsgrads bedeutet. Zudem wird durch
den Einspritzdruck die Eindringtiefe des Strahls in das Medium malfigeblich beein-
flusst, was insbesondere beim direkteinspritzenden Otto-Motor fur die Gemischauf-
bereitung und den Wandfilmauftrag bedeutsam ist. Eine sorgfaltige Abstimmung des
Einspritzdrucks auf das jeweilige Brennverfahren ist deshalb geboten.

Die Stromung der Gasphase spielt ebenfalls einen signifikanten Einfluss auf die Ge-
mischaufbereitung und wurde im Rahmen dieser Arbeit intensiv untersucht. Zum
einen wird der Strahl durch das Geschwindigkeitsfeld abgelenkt und beeinflusst, zum
anderen wird der Warme- und Stoffaustausch mit den Kraftstofftropfen bei héherer
Reynolds-Zahl bzw. Relativgeschwindigkeit intensiviert. Sowohl das Sieden als auch
das Verdunsten des Kraftstoffs wird dadurch beschleunigt, siehe Gleichungen 6.18
und 6.19.

6.5 Gemischaufbereitung fiir verschiedene Arten der Zylinderinnenstromung

Im Folgenden sollen die Untersuchungsergebnisse zur Gemischaufbereitung fur die
in Abschnitt 4 dargestellten unterschiedlichen Moglichkeiten der Ladungsbewegung
an beiden Motoren vorgestellt werden [5.7, 6.14].

In den Abbildungen 6.7 und 6.10 ist das berechnete Luftverhaltnis A im Brennraum

wahrend der Kompressionsphase flir die verschiedenen Arten der Ladungs-
bewegung dargestellt. Zur Visualisierung wurden Konturplots in einem mittigen
Schnitt durch die Zundkerze gewahlt. Betrachtet werden jeweils zwei Momentauf-
nahmen wahrend der Gemischaufbereitung. Im unteren Totpunkt bei 540 °(KWnZOT
ist der Einfluss der Ladungsbewegung auf den Transport der Gemischwolke und die
Verdampfung des Kraftstoffs erkennbar. Im Bereich der Gemischentflammung bei
690 °KWnZOT ist die Homogenisierung des Gemischs und damit der Einfluss auf
eine stabile Entflammung ersichtlich. Da beim Kanaleinspritzer durch die Vor-
homogenisierung des Kraftstoffs im Saugrohr eine gleichférmigere Verteilung vor-
liegt, wurde die Skala fur die Konturplots enger um das homogene Luftverhaltnis

gelegt.
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Abbildung 6.7: Luftverhaltnis A fur die verschiedenen Formen der Zylinderinnenstrd-
mung (Referenz, DE1 und DE2, Teillast)
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Fir den Otto-Motor mit Direkteinspritzung (DE) entsteht demnach ohne MalRnahmen
zur Steigerung der Ladungsbewegung eine kompakte Gemischwolke, die sich auf-
grund des Grund-Tumbles im Uhrzeigersinn langsam Richtung Brennraumdach be-
wegt, siehe Abbildung 6.7. Die erhdhte Tumble-Zahl bei abgedeckten Einlasskanalen
hat einen rascheren Transport der Gemischwolke zur Folge. Eine Erhdhung der
Ladungsbewegung fuhrt dabei insbesondere flr das Konzept mit Kanalabschaltung
zu einer VergroRerung der Kraftstoffwolke und zu einer besseren Homogenisierung
des Gemischs im Brennraum.

Wahrend im Bereich der Gemischentflammung fur das Brennverfahren mit erhdhter
Tumble-Bewegung eine weitestgehend homogene Luft-Kraftstoff-Durchmischung zu
beobachten ist, fuhrt die Drall-Stromung zu einer vertikalen Schichtung des Kraft-
stoffs und einer Konzentration mageren Gemischs im Bereich der Ziundkerze. Dieses
Verhalten wird im Anschluss ausfuhrlich diskutiert.

In Abbildung 6.8 ist fir diesen Motor der quantitative Einfluss der Ladungsbewegung

auf die Gemischaufbereitung anhand des auf die gesamte Einspritzmenge bezoge-

nen Anteils der verdampften Kraftstoffmasse Uber Grad Kurbelwinkel aufgetragen.
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Abbildung 6.8: Relativer Anteil des verdampften Kraftstoffs flr die verschiedenen
MaRnahmen im Einlasssystem (Referenz, DE1 und DEZ2, Volllast) [4.4]
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Wegen der groReren eingespritzten Kraftstoffmenge und dem daraus resultierenden
deutlichen Einfluss der unterschiedlichen Ladungsbewegungskonzepte auf die Ab-
gasemission wurde diese Analyse fur den aufgeladenen Volllast-Betrieb durchge-
fuhrt, siehe Tabelle 4.5.

Zu erkennen ist ein schnelleres Verdampfen des Kraftstoffs flr die Varianten mit ho-
her Zylinderinnenstromung. Wahrend fur das Drall-Konzept im Zund-OT 92 % des
eingespritzten Kraftstoffs in dampfféormigem Zustand vorliegen, sind es fur die Basis-
Variante nur 85 %. Das Tumble-Konzept liegt mit 88 % zwischen diesen beiden Wer-
ten. Die Verdampfungsraten korrelieren damit mit der hoheren mittleren Geschwin-
digkeit der Stromung im Brennraum. Die hdéheren Reynolds-Zahlen zwischen den
Kraftstofftropfen und dem umgebenden Fluid begunstigen den Warme- und Stoffaus-
tausch vom Tropfen zur Umgebung. Der verbleibende Kraftstoff liegt in flussiger
Form oder als Wandfilm vor bzw. wird nach Ladungswechsel-UT wieder aus dem
Brennraum ausgeschoben.

Die mit Hilfe der CFD-Simulation getroffenen Aussagen wurden am Motorprufstand
verifiziert. Einen messbaren Indikator fur die Qualitat der Gemischaufbereitung stellt
die Kohlenwasserstoff-Emission dar. Unverbrannte Kohlenwasserstoffe entstehen
wahrend der Verbrennung durch lokales Verléschen der Flamme, wie es durch Kraft-
stoffmangel bzw. unzugangliche Brennraumbereiche wie den Feuersteg und den
Spalt der Zylinderkopfdichtung hervorgerufen werden kann. Lokaler Sauerstoff-
mangel sowie das Vorliegen flussiger Kraftstoffanteile sind ebenfalls Ursachen fur
eine unvollstandige Verbrennung. Niedrige Emissionswerte weisen dagegen auf ein
vollstandiges Verdampfen des Kraftstoffs und eine gute Homogenisierung hin. In Ab-
bildung 6.9 ist die am Motorenprufstand mit einem Flammenionisationsdetektor (FID)

gemessene HC-Konzentration beim DE im aufgeladenen Volllast-Betrieb dargestellt.
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Abbildung 6.9: Gemessene HC3-Konzentration flr die betrachteten Varianten (Refe-
renz, DE1 und DE2, Volllast) [4.4]

Die Basis-Variante zeigt mit 820 ppm die hochste HC-Konzentration im Abgas, wah-
rend das Drall-Konzept mit 550 ppm den niedrigsten Wert aufweist. Insgesamt ist
zwischen den Abbildungen 6.8 und 6.9 eine gute Ubereinstimmung zu erkennen,
woraus gefolgert werden kann, dass die gerechnete Gemischaufbereitung die tat-
sachlichen Bedingungen im Brennraum adaquat wiedergibt.

In Abbildung 6.10 wird, analog zu Abbildung 6.7, die Gemischaufbereitung beim KE
dargestellt. Auch hier werden wiederum dem Basis-Brennverfahren zwei Konzepte
mit erhohter Tumble- bzw. Drall-Stromung gegenubergestellit.

Die Ergebnisse haben eine groRe Ahnlichkeit zu den gefundenen Tendenzen beim
DE. Die Varianten mit erhdhter Ladungsbewegung lassen einen rascheren Gemisch-
transport, ein schnelleres Verdampfen des Kraftstoffs sowie eine gunstigere Homo-
genisierung im Bereich der Gemischentflammung erkennen. Das Konzept mit erhdh-
ter Drall-Stromung zeigt die homogenste Gemischverteilung. Die beim DE diskutierte
vertikale Gemisch-Schichtung ist ebenfalls, wenn auch in deutlich geringerem Male,
zu erkennen. Die gegenuber den beiden anderen Konzepten hdéhere Geschwindig-
keit der Zylinderinnenstrdomung und die damit verbundene schnellere Kraftstoffaufbe-

reitung Uberkompensieren in diesem Fall den Schichtungseffekt.
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Abbildung 6.10: Luftverhaltnis A fir die verschiedenen Formen der Zylinderin-

nenstromung (Referenz, KE1 und KE2, Teillast)
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Aus dem Gesagten folgt, dass eine Anhebung der Zylinderinnenstromung grundsatz-
lich positiven Einfluss auf das Verdampfen des Kraftstoffs hat. Hinsichtlich der
Homogenisierung ist die Art der Ladungsbewegung von Bedeutung. Zeigten die Ver-
fahren mit erhdhter Tumble-Zahl durchwegs positive Effekte im Hinblick auf eine
gleichmalige Gemischaufbereitung, so flhrte eine hohe Drall-Strémung zu einer
mehr oder minder ausgepragten vertikalen Schichtung. Dieser Aspekt soll im Fol-
genden naher diskutiert werden.

In Abbildung 6.11 sind die maximalen Drall- und Tumble-Zahlen der drei Varianten

gegenubergestellt, in Abbildung 6.12 ist die Gemischaufbereitung in der bekannten

Form der Konturplots dargestellt. Wahrend der DE durch die komplette Abschaltung
des Fullkanals eine besonders intensive Drall-Stromung initiiert, ist die Drall-Zahl
beim KE bedingt durch die Perforation der Drall-Klappe um 39 % geringer. Durch den
héheren Eintrittsimpuls und das tangentiale Einstrdmen der Frischladung liegt die
Kombination aus Tangentialkanal und Kanalabschaltung zwischen diesen beiden
Werten, jedoch noch immer 27 % unterhalb der Drall-Zahl des DE. Grundsatzlich ist
zu erkennen, dass fur die Tumble-Zahlen aufgrund der hoheren Einstromgeschwin-

digkeiten ein qualitativ ahnliches Verhalten wie fur die Drall-Zahlen vorliegt.
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Abbildung 6.11: Maximale Drall-Zahlen fir die untersuchten Varianten mit Kanalab-

schaltung
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Abbildung 6.12 zeigt wiederum, dass der Betrag der Drall-Zahl in einem direkten Zu-
sammenhang zum Grad der vertikalen Schichtung steht. Beim DE ist die Charakte-
ristik so stark ausgepragt, dass die Abmagerung im Bereich der Zindkerze gegen-
Uber der Basis-Variante trotz Vorteilen in der Gemischaufbereitung und schnellerem
Durchbrennen der Zylinderladung eine unginstige Auswirkung auf die Stabilitat der
Verbrennung erwarten lasst, siehe Abschnitt 7. Beim KE ist dieser Effekt durch die
Vorhomogenisierung des Gemischs und geringeren Drall-Zahlen nicht so ausge-
pragt. Die Neigung zur Schichtung mit steigender Drall-Zahl, mit einem angereicher-
ten Gemisch im Bereich des Kolbens und einem Gradienten der Luftzahl A in Rich-
tung Brennraumdach, ist jedoch ebenfalls zu erkennen. Erklart werden kann diese
Tendenz grundsatzlich mit den zunehmenden Zentrifugalkraften in der rotierenden
Zylinderladung nach dem SchlieRen der Einlassventile. Der dabei auftretende physi-
kalische Effekt ahnelt dem eines Kreisels, der um eine seiner Hauptachsen rotiert.
Gemal der physikalischen Gesetzmaligkeit fir den Erhalt des Drehimpulses nach
Betrag und Richtung wirkt jeder aufleren Storung ein Ruckstellmoment entgegen,
das die Bewegung des Kreisels stabilisiert. Ubertragen auf das Arbeitsgas und den
verbleibenden flissigen Kraftstoffanteil wahrend des Kompressionstakts bedeutet
dies, dass die ausgepragte Rotationsbewegung des Arbeitsgases um die Zylinder-
achse die Kraftstoffverteilung im Brennraum stabilisiert und ein ,Umruhren® des
Kraftstoffs um die zur Zylinderachse orthogonal stehende Tumble-Achse und damit
eine bessere Homogenisierung verhindert.

Aufgrund des dargestellten Einflusses der Drall-Zahl auf die Gemischaufbereitung
lasst sich eine hohe Anforderung an die Optimierung der Kanalabschaltung ableiten.
Rein auf experimenteller Basis durchgefuhrte Untersuchungen zeigten fur beide Mo-
toren eine hohe Sensitivitat nahe der vollstandigen Kanalabschaltung. Der KE mit
Kanalabschaltung konnte das in Abschnitt 7 aufgezeigte Potenzial zur Restgastole-
ranz und damit Verbrauchsabsenkung erst nach einer sorgfaltigen Abstimmung der
Perforation der Drallklappe aufzeigen [6.15]. Der DE zeigte wiederum bei geringfugi-
gem Offnen der Kanalabschaltung bereits eine deutlich stabilere Verbrennung und
héhere Restgastoleranz [4.4]. Hier besteht zuklnftig Bedarf, durch eine sinnvolle
Kombination aus Experimenten am Motorenprufstand und detaillierter Stromungs-
rechnung eine Erfahrungsbasis zu erarbeiten. Grundlage ist in jedem Fall die ak-
kurate Darstellung der Wechselwirkung von Stromung und Gemischaufberei-

tung.
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Abbildung 6.12: Luftverhaltnis A fur die verschiedenen Varianten mit Drall-Stromung
(DE1, KE1 und KE3, Teillast)
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6.6 Einfluss der Zylinderinnenstromung auf die Wandfilmbildung

Wesentlicher Einflussfaktor auf die im letzten Kapitel diskutierten Unterschiede des
verdampften Kraftstoffanteils zum Zindzeitpunkt ist die Wandfilmbildung auf der Kol-
benoberflache. Der Aufbau und das Abdampfen von Wandfilm sind in erster Linie fur
die HC- und RufBemission bedeutsam. Beim Kanaleinspritzer sind diese Effekte ins-
besondere wahrend des Kaltstarts fur eine optimale Kraftstoffzumessung und die
Optimierung des Kraftstoffverbrauchs bzw. der Emissionen entscheidend [6.16].
Beim DE fuhrt eine intensive Wandfilmbildung im Zylinder zum unvollstandigen Ver-
dampfen des Kraftstoffs, zu einem Abbrennen des Wandfilms unter Luftmangel und
in weiterer Folge zu erhohten Emissionen.

Im Folgenden sollen die Untersuchungen zur Kraftstoffaufbringung auf die Kolben-
oberflache beim DE fir verschiedene Arten der Ladungsbewegung diskutiert werden.
Analog zur Untersuchung des Kraftstoffverdampfens soll der Volllast-Betriebspunkt
herangezogen werden.

In Abbildung 6.13 ist etwa der Einspritzvorgang fir die Basis-Variante ohne Mal}-

nahmen zur Ladungsbewegung und das Konzept mit Kanalabschaltung jeweils
16 °KW und 36 °KW nach Einspritzbeginn in einer Draufsicht auf den Brennraum
gegenibergestellt. Uber die das Luftverhaltnis darstellenden Konturplots sind die
eingespritzten Parcels geplottet um die Wechselwirkung zwischen den Kraftstoff-
tropfen und der Zylinderinnenstromung wiederzugeben.

Aus der Darstellung wird ersichtlich, dass die Geometrie des Einspritzkegels fur die
Basis-Variante erhalten bleibt, wahrend beim Drall-Konzept die um die Zylinderachse
rotierende Luft den eingespritzten Kraftstoff unmittelbar erfasst und in Stromungs-
richtung ablenkt. Dies gilt in noch héherem Malde fur den bereits verdampften Anteil.
Auch die hohere Verdampfungsrate des Kraftstoffs kommt durch die grofere
Gemischwolke des Drall-Konzepts bei 36 °KWnEB zum Ausdruck. Eine intensive
Zylinderinnenstromung beeinflusst somit durch die Strahlverwehung und das rasche-
re Verdampfen des Kraftstoffs durch den hoheren Warme- und Stoffaustausch in

hohem Malde die Benetzung der Kolbenoberflache.
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Abbildung 6.13: Luftverhaltnis A fir die Basis-Variante und das Drall-Konzept (Refe-
renz und DE1, Volllast)

Abbildung 6.14 zeigt den berechneten, auf die eingespritzte Kraftstoffmasse bezoge-

nen Anteil des Wandfilms auf der Kolbenoberflache Uber Grad Kurbelwinkel. In der
CFD-Simulation wurde dabei das in Kapitel 6.3 vorgestellte Tropfen-Wand-Inter-
aktionsmodell nach Bai eingesetzt. Fur die Temperatur der Kolbenoberflache wurde
ein konstanter Wert von 500 K angenommen. Nicht berucksichtigt wurde bei diesem
Ansatz die Kuhlung der Kolbenoberflache durch das Verdampfen des Kraftstoffs.

Detailliertere Methoden, wie sie etwa gekoppelte CFD- und FEM-Simulationen dar-
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stellen, sind grundsatzlich in der Lage, diesen Effekt abzubilden, wobei jedoch eine

erhebliche Erhdhung des Berechnungsaufwands in Kauf genommen werden muss.
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Abbildung 6.14: Relativer Anteil des auf die Kolbenoberflache aufgebrachten Kraft-
stoffwandfilms (Referenz, DE1 und DE2, Volllast)

Von allen Varianten fuhrt die Basis-Variante ohne zusatzliche Malknahmen zur
starksten Benetzung des Kolbens. Zum Zindzeitpunkt sind noch etwa 5 % des ein-
gespritzten Kraftstoffs im Wandfilm gebunden. Demgegeniber bewirken alle Konzep-
te mit erhohter Ladungsbewegung eine Absenkung der Wandfilmbildung. Insbeson-
dere beim Drall-Konzept fuhrt die intensive Ladungsbewegung zur in Abbildung 6.13
dargestellten Strahlablenkung und raschen Kraftstoffverdampfung und verhindert so
ab etwa 450 °KWnZOT eine weitere Zunahme des Wandfilms. Bis zum Zindzeit-
punkt sinkt der Anteil der im Wandfilm gebundenen Kraftstoffmasse auf etwa 0,5 %
der gesamten eingespritzten Kraftstoffmasse. Der Muldenkolben wirkt sich aufgrund
seiner Geometrie ebenfalls glnstig auf die Wandfilmbildung aus. Bedingt durch die
Ausformung der Kolbenmulde ist der Abstand zwischen Einspritzdise und Kolben-
oberflache entlang der Strahlachse groflier, was zu einem deutlich geringeren Aufbau

des Wandfilms auf der Kolbenoberflache gegenuber den Konzepten mit flachem Kol-




Einfluss der Ladungsbewegung auf die Gemischaufbereitung 114

ben fuhrt. Es ist zu erkennen, dass das Tumble-Konzept mit Muldenkolben ahnlich
geringe Werte fur die Wandfiimmasse aufweist wie das Drall-Konzept.
Auch in diesem Fall wurde untersucht, in wie weit die Berechnungsergebnisse ver-

suchstechnisch abgesichert werden kdnnen. Abbildung 6.15 zeigt die am Motoren-

prufstand mittels Filtermethode gemessene Schwarzungszahl FSN, die ein Mal} fur
eine Verbrennung unter Sauerstoffmangel darstellt, wie sie etwa beim Abbrennen
des Wandfilms auftritt. Die Messwerte belegen den hohen Einfluss, den eine intensi-
vierte Zylinderinnenstromung auf die Gemischaufbereitung und den Wandfilmauftrag
hat. Die unterschiedlichen MaRnahmen der Ladungsbewegung fihren zu einer signi-

fikanten Absenkung der hohen Schwarzungszahl der Basis-Variante.
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Abbildung 6.15: Gemessene Schwarzungszahl FSN fur die betrachteten Varianten
(Referenz, DE1 und DE2, Volllast) [4.4]

Ein Vergleich mit Abbildung 6.14 zeigt zudem, dass die Simulationsergebnisse im
Vergleich zu den Messergebnissen ein durchaus stimmiges Bild abgeben und die
Beobachtungen am Motorenprifstand tendenziell richtig wiedergeben. Insbesondere
die Reihung der unterschiedlichen Varianten hinsichtlich Ru3-Emission wird richtig

berechnet.
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7 Bewertung der Restgastoleranz und der Verbrennungsstabilitat

Wie bereits in den letzten Abschnitten dargestellt, wurde aufgrund der komplexen
Zusammenhange eine Methodik auf Basis der CFD-Simulation entwickelt, die eine
Voraussage der Restgastoleranz homogener Brennverfahren ermoglicht. Vor deren
Erlauterung soll zunachst der derzeitige Wissensstand hinsichtlich Verbrennung und

Gemischentflammung skizziert werden, sofern er fur diese Arbeit relevant ist.

7.1 Chemische und kinetische Grundlagen der Verbrennung

BekanntermalRen lauft die hier flr ein stéchiometrisches Luftverhaltnis und voll-
standige Verbrennung formulierte Bruttoreaktion der Oxidation von Kohlenwasser-

stoffen mit der Reaktionsenthalpie A.H :
CH,+ (x +%j(o2 +3,773N,) - xCO, +%H20 T 3,773(X+%]N2 +AH (Gl 7.1)

in einer Vielzahl von Elementarreaktionen ab. Die Initiierung dieser Reaktionen be-
darf zunachst der Bildung aktiver Radikale und der Einbringung von Aktivierungs-
energie. Je nach dem Ablauf der Entflammung wird dabei unterschieden zwischen
einer thermischen und einer chemischen Explosion. In beiden Fallen wird durch eine
rasch ablaufende Kettenreaktion eine sprungartige Energiefreisetzung verbunden mit
einem Anstieg der Temperatur erreicht.

Gemall Semenov ist die thermische Explosion gekennzeichnet durch die Frei-
setzung von Warmeenergie, die die Verluste des Systems ubersteigt und damit die
Reaktionen weiter anfacht und die Explosion des Gemischs zur Folge hat [7.1].

Die chemische Explosion wiederum setzt voraus, dass durch Kettenverzweigungs-
reaktionen mehr aktive Radikale erzeugt werden, als durch Kettenabbruchreaktionen
vernichtet. Bei der Entflammung von Kohlenwasserstoffen zeigt sich dabei ein Zund-
verhalten, das stark temperatur- und druckabhangig ist. Pilling nimmt etwa eine Un-
terteilung in Hochtemperaturoxidation, Niedertemperaturoxidation sowie einen Uber-

gangsbereich vor, siehe Abbildung 7.1 [7.2].
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Abbildung 7.1: Chemie der Kohlenwasserstoffoxidation [7.2]

Im Bereich der Hochtemperaturoxidation dominiert die Chemie der O®- und OH®-
Radikalenbildung, die jedoch bei tieferen Temperaturen und hoheren Drucken deut-

lich langsamer wird. Es wird dann vielmehr die HO,- und H,O, -Chemie bestimmend.

Im Folgenden soll der im Verbrennungsmotor stattfindende Ablauf der Selbst-
zundung von der Niedertemperaturoxidation bis hin zur letztendlichen Entflammung
des Gemischs skizziert werden. AnschlieBend wird auf die Besonderheiten der
Fremdzindung eingegangen, siehe Kapitel 7.2.

Die nachfolgenden Gleichungen stellen die wesentlichen Reaktionen der Nieder-

temperaturoxidation bis zur ersten Entflammung der Kohlenwasserstoffe dar:
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RH+0, > R*+ HO; Reaktionseinleitung (7.2.1)
R*+0, & RO; Erste O,-Addition (7.2.2)
RO; & QOOH"* H-Abstraktion (7.2.3)
QOOH"* + 0, « 0,QO0H"* Zweite O,-Addition (7.2.4)
O,QO0H* — Produkte + OH* Kettenfortpflanzung, -verzweigung (7.2.5)
QOOH* - QO + OH"* Kettenfortpflanzung zu zyklischem Ether QO (7.2.6)
QOOH* - Q+HO; Kettenfortpflanzung zu Olefin Q (7.2.7)

Die bestimmende Reaktion ist die erste Sauerstoffanlagerung an ein Kohlenwasser-
stoffradikal nach Gleichung 7.2.2. R* steht dabei flr den Alkylrest, der durch eine
erste Wasserstoffabspaltung aus dem Alkan RH entsteht. Die Gleichgewichts-
konstante und damit die Reaktionsgeschwindigkeit von Gleichung 7.2.2 weist eine
starke Temperaturabhangigkeit auf und begunstigt bei tiefen Temperaturen die Bil-
dung des RO;-Peroxyradikals, wahrend bei hdheren Temperaturen das Gleich-
gewicht auf der Seite der Ausgangsprodukte liegt. Der Grund fur diesen Mechanis-

mus liegt in der schwachen (R—Oz)'-Bindung, die bei hohen Temperaturen wieder

zerfallt. Systeme, die der Chemie der Niedertemperaturoxidation unterliegen, weisen
deshalb einen negativen Temperaturkoeffizienten (Negative Temperature Coefficient
NTC) auf, d. h. dass die durch steigende Temperaturen angefachte Reaktionsrate
sich ab einer Schwellentemperatur wieder deutlich verlangsamt. Dies basiert auf
einer veranderten Abfolge der chemischen Reaktionen und wird spater erlautert.

Die Wasserstoffanlagerung in der an die beschriebene Bildung des Peroxy-Radikals
folgenden Isomerisierungsreaktion ist die Grundlage der weiteren Reaktionen mit
Erzeugung von OH"®-Radikalen und der Bildung von Reaktionsprodukten. Eine direk-
te Bildung von Alkenen und zyklischen Etherverbindungen ist gemafl den Gleichun-
gen 7.2.6 und 7.2.7 moglich. Eine Beschleunigung des Reaktionsablaufs kann nach
der Anlagerung eines zweiten Sauerstoffmolekils, siehe Gleichung 7.2.4, erfolgen,
die die Entstehung von einer Vielzahl von Reaktionsprodukten ermaoglicht.

Durch die im Zuge der beschriebenen Reaktionen steigende Temperatur bewirkt die
stark temperaturabhangige Gleichgewichtskonstante von Reaktion 7.2.2 eine Ver-

schiebung des Gleichgewichts auf die linke Seite, was zu unterschiedlichen chemi-
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schen Ablaufen und zum bereits angesprochenen negativen Temperaturkoeffizienten
fuhrt:

R*+0, & Alken + HO, Entstehung von HO; Radikalen (7.3.1)
HO; + HO; & H,0, + 0, Entstehung von Wasserstoffperoxid (7.3.2)
H,0,+M &= 20H* + M Einleitung der Hochtemperaturoxidation (7.3.3)
H +0, =2 0" +OH"* Beginn der Hochtemperaturoxidation (7.3.4)

Statt der Reaktionen 7.2.3 bis 7.2.7 werden im mittleren Temperaturbereich
(900 K < T <1100 K) Alkene und HO;-Radikale gebildet (Kettenfortpflanzung), was

zu einer verminderten Reaktionsgeschwindigkeit fuhrt. Die HO;-Radikale reagieren
weiter zu Wasserstoffperoxid H,O, , einem stabilen Molekul. Dieser Vorgang wird als

degenerierte Kettenverzweigung bezeichnet. Bei langsam ansteigender Temperatur
findet oberhalb von 1000 K schlieBlich ein schneller Zerfall des Wasserstoffperoxids

statt, der die zweite Zindphase einleitet. Durch die starke Verzweigungsreaktion und

die damit verbundene Entstehung grof3er Mengen an OH®-Radikalen wird der Zind-
vorgang erneut angefacht und es kommt zu einer Warmefreisetzung, die den Hoch-
temperaturmechanismus einleitet und zur endgultigen Explosion des Gemischs fuhrt.
Die vorgenannten Reaktionen bis zum Einsetzen des Hochtemperaturmechanismus
werden als Ziindverzug bezeichnet. Sie finden beim Otto-Motor am Ende der Kom-
pression, im unverbrannten Gemisch wahrend der Verbrennung und in der Vorheiz-
zone der Flammenfront statt. Neben der Einleitung der konventionellen Verbrennung
ist dieser Vorgang bedeutsam fir die klopfende Verbrennung und das HCCI-
Brennverfahren, die hier nicht naher erlautert werden sollen. Beim Diesel-Motor flih-
ren diese chemischen Ablaufe zur konventionellen Selbstzundung.

Wahrend der Hochtemperaturoxidation (T > 1100 K), oder chemischen Explosion,
werden in einer Vielzahl von Kettenverzweigungsschritten Radikale gebildet (siehe
Gleichung 7.3.4), die die Kohlenwasserstoffmoleklile angreifen und zu kleinen

Bruchstucken zerlegen. Die so entstandenen Alkene und Alkadiene reagieren unter
der Einwirkung der in den Verzweigungsreaktionen entstandenen Kettentrager H*,

O°® und OH"* weiter zu Aldehyd, wie Acetaldehyd CH3CHO und Formaldehyd HCHO,

was mit einer ersten relevanten Energiefreisetzung verbunden ist. In der an-
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schlielenden blauen Flamme werden CO, H, und H>O gebildet, wobei 30 % der im
Kraftstoff gespeicherten thermischen Energie freigesetzt werden. Beim Aufoxidieren
von CO zu CO; werden schlie8lich die verbleibenden 60 %, und damit der wesent-
liche Teil, der gespeicherten Warmeenergie freigesetzt.

Der Ablauf und die Kinetik der beschriebenen Einzelreaktionen kommen durch das

Massenwirkungsgesetz zum Ausdruck. Fur die allgemeine chemische Reaktion:
n,A+n,B = n.E+n.F (Gl. 7.4)

mit den stdochiometrischen Koeffizienten na bis ng wird beispielsweise die zeitliche

Veranderung des Produkts E beschrieben durch

CE e (Kla7 (81" KIET[FY).  (©.79)

wobei die Konzentration der teilnehmenden Partner in eckigen Klammern steht und

k und k die Geschwindigkeitskoeffizienten der chemischen Reaktion in beide Rich-
tungen darstellen. Diese wiederum konnen in der verallgemeinerten Arrhenius-Form

formuliert werden

k=A-T" -exp[—%] (Gl. 7.6)

mit der Aktivierungsenergie Ea, der molaren Gaskonstante R, der Temperatur T,
sowie den empirischen Konstanten A und b. Der exponentielle Term gibt dabei den
Anteil der reaktiven Kollisionen in Abhangigkeit der Temperatur und der Aktivie-
rungsenergie an.

FUr den Motorprozess bedeutet dies, dass neben der Verfugbarkeit der Reaktanten
und damit der Gemischzusammensetzung (Gleichung 7.5) der Gemischzustand und
dabei insbesondere die Temperatur bedeutsam sind (Gleichung 7.6). Ein Anstieg der
Temperatur fuhrt zu einer Erhéhung der kinetischen Energie der Reaktionsteilnehmer
und damit zu einer erhohten Reaktionswahrscheinlichkeit. Im Gegensatz dazu fuhrt
ein hoher Anteil inerter Gase, wie er etwa bei einer Ruckfuhrung von Verbrennungs-

gas in den Brennraum in Form von interner oder externer Abgasruckfuhrung vor-
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kommt, zu einer Herabsetzung der Kollisions- und Reaktionswahrscheinlichkeit der
Reaktanten und damit zu einer unglnstigeren Entflammung und langsameren
Verbrennung. Eine ahnliche Wirkung haben magere und stark angereicherte Gemi-
sche bedingt durch den Uberschuss an Luft bzw. Kraftstoff. Dabei wird durch die
Warmekapazitat der nicht an der Reaktion teilnehmenden Gemischanteile die Reak-
tionszone abgekuhlt, was wiederum zu einer Abnahme der Reaktionsgeschwindigkeit
fuhrt. Gegenuber der Abgasruckfuhrung haben magere Gemische dabei den Vorteil
einer hoheren Sauerstoffkonzentration. Demzufolge ist bei Brennverfahren mit Ge-
mischabmagerung eine stabile Verbrennung flr héhere Ladungsverdinnungsraten
moglich, woraus ein grundsatzlich hoheres Potenzial hinsichtlich Verbrauchsab-
senkung resultiert [7.3]. Bei der praktischen Umsetzung dieser Brennverfahren in
Magermotoren ergeben sich jedoch Nachteile hinsichtlich der Abgasnachbehand-
lung, die, insbesondere im Hinblick auf die zukunftige Gesetzgebung, den Einsatz
zusatzlicher DeNOy-Katalysatoren erfordert.

Stochiometrische Brennverfahren hingegen, die eine Verbrauchsreduzierung mit ho-
hen Abgasruckfuhrraten realisieren, konnen mit konventionellem Drei-Wege-
Katalysator betrieben werden und fuhren zudem durch eine Absenkung des Isen-
tropen-Exponenten der Zylinderladung zu geringeren Verbrennungstemperaturen,
was wiederum einen positiven Einfluss auf die NO,-Emission und die Wandwarme-
verluste hat. Aus den vorgenannten technischen und wirtschaftlichen Grunden hat
sich bisher vor allem bei kleinvolumigen Motoren mit hohen Stlckzahlen die Abgas-
ruckfihrung zur Verbrauchsreduzierung durchgesetzt.

Grundsatzlich bleibt festzuhalten, dass aufgrund der geringeren Konzentrationen der
Reaktanten und der niedrigeren Temperaturen in der Reaktionszone die Anwesen-
heit von Restgas zu einer wesentlichen Verlangsamung und Destabilisierung der
Verbrennung fuhrt. Darin liegt die in Kapitel 7.7 dargestellte maximale Restgastole-
ranz des Brennverfahrens begriindet. Neben den hier dargestellten reaktionskineti-
schen Einflissen ist die VergroRerung der Reaktionszone durch die Turbulenz zu
beachten, die der Verzogerung durch inerte Gase entgegenwirkt. Dies wird in den

Kapiteln 7.3 und 7.6 naher erlautert.
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7.2 Gemischentflammung im Otto-Motor

Die Otto-Motorische Verbrennung wird durch den Uberschlag eines Ziindfunkens an
der Zindkerze eingeleitet. Fur ein ruhendes, stochiometrisches Gemisch sind hierfur
Energien von etwa 0,2 mJ fur die Entflammung aufzubringen [2.18]. Wie bereits er-
lautert, kann die Reaktionswahrscheinlichkeit durch diverse Einflisse wie die Anwe-
senheit von Restgas bzw. magere und angereicherte Gemische herabgesetzt wer-
den. Um die Entflammung unter allen Umstanden zu gewahrleisten stehen deshalb in
modernen Zundsystem Zindspannungen von bis zu 35 kV und einer Zindenergie
von etwa 30 mdJ zur Verfligung. Induktive Hochenergieziindsysteme fir Verbren-
nungsverfahren mit strahlgefuhrter Direkteinspritzung liefern sogar bis zu 120 mJ
[7.4]. Der Ablauf der Zindung kann dabei in die drei aufeinander folgenden Teil-
schritte Durchschlagsphase, Bogen- und Glihphase unterteilt werden. Wahrend der
Durchschlagsphase entsteht in einem Zeitfenster von etwa 60 ns durch die lonisie-
rung des Gases ein elektrisch leitfahiger Kanal mit einem Durchmesser von
etwa 40 ym, Temperaturen von 60.000 K und lokalen Dricke von 100 bar. An den
Kathoden liegen dabei Spannungen von etwa 10 kV bei Spitzenstromstarken von
200 A an. Das Gas in diesem Kanal liegt als vollstandig ionisiertes und dissoziiertes
Plasma vor. Die Bildung stabiler Moleklile infolge chemischer Reaktionen, wie sie im
vorigen Kapitel beschrieben wurden, ist aufgrund der hohen Temperaturen nicht
maglich. Ein Teil der in das Plasma eingespeisten Energie wird durch die entstehen-
de Schockwelle in das umliegende Gemisch abtransportiert, es kommt dabei zu einer
raschen Expansion des Plasmas und einem starken Abfall von Druck und Tempera-
tur. Im Anschluss an die Durchschlagsphase nehmen Spannung und Stromstarke um
etwa zwei GroRenordnungen ab. Der lonisierungsgrad des Plasmas sinkt auf
Werte < 1 %, bei immer noch hohem Dissoziationsgrad und einem hohen Anteil an
reaktiven Teilchen. Das expandierende Zundplasma wird in weiterer Folge durch die
Energie des Zindfunkens und die ersten einsetzenden exothermen Reaktion ge-
speist. Die Temperaturen sinken wahrend der Zunddauer auf Werte von etwa
6.000 K ab. Der gesamte Ziindvorgang hat eine zeitliche Erstreckung von Millisekun-
den. In den Begrifflichkeiten von Kapitel 7.1 bedeutet dies, dass an den Randern des
Zundplasmas durch die Zufuhr thermischer Energie und die Dissoziation des Ge-

mischs die Erfordernisse sowohl flur eine thermische als auch fiir eine chemische
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Explosion gegeben sind. Durch die hohe Energiezufuhr des Zindfunkens wird die
Hochtemperaturoxidation unmittelbar ausgeldst.

Untersuchungen von Maly zur Geschwindigkeit der durch den Zundfunken initiierten
Schockwelle konnten beispielsweise anhand der Expansionsgeschwindigkeit des
Zundplasmas in Luft und stéchiometrischem Luft-Methan-Gemisch nachweisen, dass
bereits ab etwa 20 ys exotherme Reaktionen einsetzen, was die unmittelbare Aktivie-
rung der Hochtemperaturmechanismen beweist [7.5].

Beim Entflammungsprozess des Otto-Motors ist der Begriff des Zindverzugs deshalb
irrefUhrend. Der Zundfunke bewirkt eine sofortige thermische Explosion des Ge-
mischs, wie sie in den Modellen der thermischen und chemischen Explosion be-
schrieben werden. Heywood schlagt etwa vor, den Begriff Zundverzug durch Flam-
menentwicklungswinkel zu ersetzen (Flame-Development Angle) [2.18]. Nichts desto
trotz sind die Begriffe ZUndverzug und Brenndauer Bestandteil der fur die messtech-
nische Untersuchung der ottomotorischen Verbrennung angewandten Terminologie.
Im Folgenden wird demnach gemaf der prifstandsseitigen Definition flr den Zind-
verzug der Kurbelwinkelbereich zwischen dem Zindzeitpunkt und dem Umsatzpunkt
von 5 % Kraftstoffmasse, flr die Brenndauer der Kurbelwinkelbereich zwischen dem
Umsatz von 5 % und 90 % Kraftstoffmasse festgelegt.

Wiederum Untersuchungen von Maly zeigten, dass der Zeitpunkt des Einsetzens der
exothermen Reaktionen durch eine Veranderung der Zundenergie wahrend der Bo-
gen- und Gluhphase nicht wesentlich verandert werden kann. Der Autor schlief3t
daraus, dass nach etwa 20 us eine ausreichend rasche Flammenfront entstanden ist,
deren Energiefreisetzung die Warmeverluste an das umliegende Gemisch Uberkom-
pensiert. Demnach hat die Charakteristik des Funkendurchschlags den grof3ten Ein-
fluss auf die Entflammung [7.6]. Eine Erhdhung der Zundenergie wahrend dieser
Phase fuhrt zu einer Vergrof3erung des Zindplasmas. Die dadurch bedingte erhdhte
Produktion an reaktiven Teilchen flihrt gemeinsam mit der Warmeleitung und Stoff-
diffusion an der durch hohe Temperatur- und Konzentrationsgradienten gekenn-
zeichneten Kernoberflache zu einer stabileren Entflammung. Fir diese Arbeit, die
sich mit der Voraussage einer stabilen Verbrennung fir homogene Brennverfahren
beschaftigt, bedeutet dies, dass die Analyse der beschreibenden Kennzahlen auf die
unmittelbare Umgebung der Zundkerze beschrankt werden kann, siehe Kapitel 7.8.
Aus dem Gesagten lasst sich auch schlielen, dass alternative Ziundsysteme, wie

etwa die Laser-Zundung, hier fur die Zukunft betrachtliches Potenzial aufweisen.
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Durch das Einspeisen hoher Zindenergien wahrend weniger Nanosekunden kann
ein grolles Zindplasma erzeugt werden mit den beschriebenen positiven Effekten.
Untersuchungen von Graf zeigten, dass so gegenuber der konventionellen Funken-
zundung insbesondere bei hohen Restgasraten vor allem eine kirzere Zundverzugs-
zeit erreicht werden kann, die definiert ist als der Kurbelwinkelbereich zwischen der
Zundung und dem Umsatz von 5 % der Kraftstoffmasse. Dies fuhrt zu einer Vermin-
derung des Zundwinkels und zu einer Erhohung des Verbrennungswirkungsgrads
[7.7]. Durch die stabilere Entflammung ist damit eine erhdhte Restgasvertraglichkeit
bei definiertem Variationskoeffizienten des indizierten Mitteldrucks COV,pn,;, siehe Ka-
pitel 7.7, darstellbar, was Potenzial flr eine Absenkung des Kraftstoffverbrauchs bzw.
fur eine Reduzierung der NOy-Emissionen eroffnet. Ein weiterer Vorteil der Laser-
zundung ist eine entlang der optischen Achse freie Wahl des Zindorts. Durch eine
Zundung im Brennraumzentrum kann so eine groRe Flammenoberflache ohne
Wandkontakt erreicht werden, was zu schnellerem Durchbrennen der Zylinderladung
und geringeren Warmeverlusten an den Brennraumwanden flihrt. Diesen vielfaltigen
Vorteilen stehen jedoch extrem hohe Systemkosten gegenuber, die einen Einsatz
dieser Technologie zumindest im Automobilsektor mittelfristig in Frage stellen.

Eine erhdhte Vertraglichkeit des Brennverfahrens gegenlber Ladungsverdinnung ist
gemall Schwarz zudem durch eine Verlangerung der Funkendauer bei gleicher
Zundenergie erreichbar [7.8]. Der Autor verlangerte den Zindfunken von 12 auf
60 °KW (5 ms bei 2.000 1/min) und schwachte so den Einfluss der zyklischen
Schwankungen der Luft- und Kraftstoffzufuhr auf das Gemisch wahrend des Zind-
vorgangs ab. Als besonders wirkungsvolle Malinahme erwies sich die Kombination
aus erhohter Zundenergie und verlangerter Funkendauer. Geiger et al. konnten die
positive Wirkung einer langeren Funkendauer auf die Abmagerfahigkeit des Ge-
mischs durch den Vergleich unterschiedlicher Zundsysteme bestatigen [7.3].

Neben dem Einfluss der Zufiihrung der Zindenergie wurden diverse konstruktive
Parameter der Zundkerze hinsichtlich ihrer stabilisierenden Wirkung auf die Verbren-
nung untersucht [7.3, 7.8]. Dabei konnte gezeigt werden, dass eine Erhohung des
Elektrodenabstands, eine Verringerung des Elektrodendurchmessers sowie ein tiefe-
res Hineinragen der Elektroden in den Brennraum zu einer Erhéhung der Gemisch-
abmagerfahigkeit fuhren. Die wesentlichen Mechanismen stellen dabei die Zugang-
lichkeit der Funkenstrecke flr das Gemisch, die Temperatur der Elektroden und die

Warmeabfuhr an den Oberflachen der Elektroden dar. Alger et al. konnten in einem
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Vergleich handelslblicher Zindkerzen zeigen, dass eine geringe Oberflache der
Elektroden und eine kleine Mittelelektrode zu einer schnellen Ausbreitung der
Initialflamme und damit zu einer stabilen Entflammung fuhren [7.9]. Der Reduktion
des Mittelelektrodendurchmessers ist jedoch durch die Dauerhaltbarkeit der Kerze
und dem Verschleil durch Abbrand Grenzen gesetzt.

Untersuchungen von Geiger et al. mit Gleitfunken- und Wirbelkammer-Zindkerzen
zeigten gegenuber der herkdmmlichen Zundkerze mit Dachelektrode keine zusatz-
liche Verbesserung hinsichtlich der Gemischabmagerfahigkeit. Zusatzliches Poten-
zial konnte dagegen durch die Verwendung einer mit Methan gespulten Wirbelkam-
mer erschlossen werden. Es wurden Abmagerungsraten bis zu einem Luftverhaltnis

von etwa 2 erreicht [7.3].

7.3 Beschreibung der turbulenten Flammenausbreitung

Aufgrund der im letzten Abschnitt diskutierten kurzen Zeitskalen des Zundvorgangs
und den hohen raumlichen und zeitlichen Gradienten der physikalischen Zustands-
grélden, ist die Darstellung der Zindung mit den Diskretisierungsmaoglichkeiten der
CFD-Simulation derzeit nicht zuverlassig reproduzierbar. Legt man etwa flr eine
typische transiente Berechnung der Ansaug- und Kompressionsphase eines Otto-
Motors eine Zellgrof3e von ca. 1 mm und eine zeitliche Auflosung von 0,1 °KW (ca.
10° s bei 2.000 1/min) zugrunde, dann ist leicht einsichtig, dass etwa der komplexe
Vorgang des Funkendurchschlags mit einer zeitlichen Erstreckung in der Grolen-
ordnung von 10 s und die unmittelbar daran anschlieRende Expansion des Ziind-
plasmas numerisch nicht aufldsbar sind. Auch die steilen Temperatur- und Kon-
zentrationsgradienten die an der Oberflache des Zindplasmas bzw. in der Reak-
tionszone der Flammenfront herrschen und typischerweise eine raumliche Ausdeh-
nung von etwa 0,01 mm haben [7.10], kdnnen mit den Ublichen Rechengittern nicht
erfasst werden.

FUr die ingenieurmalige Beschreibung der Verbrennung wird deshalb auf empirische
Modelle zuriickgegriffen, die die Flamme in ihren jeweiligen Phasen hinreichend gut
beschreiben. Ein derzeit weit verbreiteter Ansatz fur die Geschwindigkeit der lamina-
ren Flammenfront s;, wie sie unmittelbar nach der Entflammung vorliegt, ist die von

Keck et al. eingeflhrte Beziehung [7.11]:
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a B
stsL,O(;z})-[%j -[p%j (1-2,06- %" (Gl 7.7)

Sio (¢) stellt die vom Luftverhaltnis abhangige laminare Flammengeschwindigkeit bei
Referenzdruck 1 bar, Referenztemperatur 300 K und reinem Gemisch ohne Restgas
dar. ¢ ist der in der englischsprachigen Literatur gebrauchliche Kehrwert des Luft-

verhaltnisses (Equivalence Ratio). T, ist die Temperatur des unverbrannten Ge-
mischs, p der Druck. T, und po bezeichnen die ReferenzgroRen fur Temperatur und

Druck. x, ist der Restgasanteil.

Auf Basis detaillierter Untersuchungen von Gulder et al. wurde ein exponentieller An-

satz fiir die laminare Flammengeschwindigkeit bei Referenzbedingungen s, ,(¢) ge-

wahlt [7.12]:
So=Z-0-§ e (Gl. 7.8)

wobei Z, w, n, € und @, kraftstoffspezifische Kenngréllen darstellen, die fir

Iso-Oktan (CgH1g) folgendermal3en angegeben werden:

Tabelle 7.1: Wahl der Parameter fur die laminare Flammengeschwindigkeit nach
Gullder

Kraftstoff Kennwerte
Z w [M/s] n & O, a B
Iso-Oktan 1 0,4658 | -0,326 4,48 1,075 1,56 -0,22

Aufnahmen mit der Schlieren-Technologie bzw. Shadowgraph-Fotografien zeigten,
dass die Flamme unmittelbar nach dem Zindfunken eine glatte Oberflache aufweist
und damit in guter Naherung laminaren Charakter hat [2.18]. Erst nach einer gewis-
sen Ubergangszeit (Transition Time) entwickelt sich unter Einwirkung des turbulenten
Stromungsfelds eine turbulente Flammenfront. Dabei ist die Modellvorstellung, dass
die groRen Wirbel, deren Gréle die Dicke der Reaktionszone wesentlich Ubersteigt,
zu einer Faltung und, bei zunehmender Turbulenz, zu einem AufreiRen der Flam-

menfront fuhren. Diese Faltung der Flamme bewirkt eine Vergrdlerung der Ober-
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flache der Reaktionszone und damit hohere Umsatzraten, was etwa der Verlang-
samung der Reaktion bei hohen Restgaskonzentrationen entgegenwirkt. Obwohl sich
die Flamme lokal immer noch wie eine laminare Flamme verhalt, fuhrt die Ver-
groRerung der Oberflache zu einer scheinbaren Erhdhung der Flammengeschwin-

digkeit, die zunachst von Damkdhler beschrieben wurde [7.13]:

Sr_q Y (GI. 7.9)

wobei st die turbulente Flammengeschwindigkeit und u’ die Turbulenzintensitat sind.
Diese einfache Beziehung wurde von zahlreichen Autoren modifiziert und diversen
Messdaten angepasst [7.14, 7.15].

Zwischenzeitlich existieren detailliertere Modelle, wie das Folgende von Herweg und
Maly, die den kontinuierlichen Ubergang des anfanglich laminaren Flammenkerns in

die vollturbulente Flamme beschreiben [7.16]:

1/2
— 1/2
[u2+u'2]

1/2
r
(] el
S, [UZ +u,2]7/2 +s, ( L,

1/2

_ 1/2

[u2+u'2] +5, t ' 5/6
L s, )

X

(Gl. 7.10)

| 1—exp| —

wobei /p die Dehnungsrate der Reaktionszone, t die Zeit und r, den Radius des von
der Flammenfront erfassten Brennraumvolumens darstellen. Durch die beiden expo-
nentiellen Ausdricke wird die Einwirkung der Turbulenz auf die Reaktionszone in
Abhangigkeit ihrer raumlichen und zeitlichen Entwicklung berucksichtigt. Gemaf obi-
ger Vorstellung wird etwa die Flamme nur dann von der Turbulenz beeinflusst, wenn
der Flammenkernradius rx in der GroéRenordnung der grofden Turbulenzwirbel mit
Durchmesser Ly ist ,siehe Kapitel 3.1.2. Ansonsten hat die Turbulenz konvektive
Wirkung und fuhrt zu einer makroskopischen Bewegung der Flamme. Aufgrund der
zahlreichen turbulenten Kennzahlen, die in die Berechnung eingehen, findet dieses
Modell primar im Bereich der numerischen CFD-Analyse Anwendung.

Fur die motorische Verbrennung bedeutet demnach ein erhéhtes Mald an Turbulenz

und eine hohere turbulente Flammengeschwindigkeit eine geringere Brenndauer,
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einen hdheren Verbrennungswirkungsgrad und damit ein Potenzial zur Kraftstoffein-
sparung. Zudem erlaubt eine schnelle Verbrennung bei optimalem 50%-Umsatzpunkt
von ca. 7 °(KWnZOT einen geringeren Zundwinkel. Aufgrund der hohen Druck- und
Temperaturgradienten wahrend des Kompressionstakts wird so durch den ndher am
oberen Totpunkt liegenden Zindzeitpunkt eine hdhere Temperatur mit glinstigeren
Zundbedingungen und héheren Reaktionsraten, siehe Gleichung 7.6, sowie eine ho-
here laminare Flammengeschwindigkeit fur eine stabile Entflammungsphase erreicht.
Um den Einfluss des Zundwinkels und damit des Drucks und der Temperatur auf die

laminare Flammengeschwindigkeit aufzuzeigen, ist in Abbildung 7.2 der Quotient aus

laminarer Flammengeschwindigkeit in Abhangigkeit von Druck und Temperatur und

deren Wert bei Referenzbedingungen s, /s, (¢ = 1) gemald Gleichung 7.7 tber Grad

Kurbelwinkel aufgetragen.

4.5
Relevanter KW-
4.0 o Bereich fur die |
\ Zundung
3.5 \
‘IT 3.0 1
E
& 2.5
7 \
1.5 - 50%-Umsatzpunkt
bei 7 °(KWnzZOT
1.0 —— . . —
630 660 690 720 750 780 810
Crank Angle [°CAaTDC]

Abbildung 7.2: Berechneter Verlauf der relativen laminaren Flammengeschwindigkeit

Uber Grad Kurbelwinkel (stéchiometrisches Gemisch ohne Restgas)

Dem Diagramm zugrunde liegt die Annahme eines stochiometrischen Gemischs so-
wie die Abwesenheit von Restgas. Der Druck- und Temperaturverlauf im Zylinder

entstammt der 1D-Simulation [5.7]. Im Diagramm gekennzeichnet sind die optimale
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Lage des 50%-Umsatzpunkts und ein typischer Kurbelwinkelbereich, innerhalb des-
sen in Abhangigkeit der Brenndauer die Ziindung erfolgt.

Ein Vergleich der Kurvenwerte an den beiden Randern des Zundbereichs zeigt, dass
bei einer schnellen Verbrennung und spatem Zundzeitpunkt eine hohere laminare
Flammengeschwindigkeit und damit ein schnelleres Wachstum der Initialflamme er-
reicht wird, was sich glnstig auf die stabile Entflammung des Gemischs auswirkt.
Insbesondere bei hohen Restgaskonzentrationen, wie sie bei einer starken Entdros-
selung aufgrund einer externen Abgasruckfuhrung ublich sind, kommt es zu einer
deutlichen Verlangerung der Brenndauer, siehe Gleichung 7.7. Eine hohes Mal} an
Turbulenz zum Zundzeitpunkt und wahrend der Verbrennung kompensiert diesen
Effekt, verkurzt die Brenndauer aufgrund der hoheren turbulenten Flammen-
geschwindigkeit und ermoglicht eine Zindung des Gemischs bei hoheren Driucken
und Temperaturen, womit ein wesentlicher positiver Einfluss der Turbulenz auf die
Entflammung identifiziert werden kann.

Experimentelle Untersuchungen von Lord et al. mit einer mit Lichtleitern ausgeruste-
ten Zundkerze konnten ein schnelleres Wachstums der Initialflamme bei geringer
werdendem Zundwinkel bestatigen. Die Autoren fuhren diese Beobachtung, neben
einer besseren Homogenisierung und einer hoheren Turbulenz, insbesondere auf

eine hohere Temperatur der Zylinderladung zuruck [7.17].

7.4 Homogenisierung und Schichtung

Wie im letzten Abschnitt beschrieben, existiert eine Abhangigkeit der laminaren und
turbulenten Flammengeschwindigkeiten s, und sy von zahlreichen Zustandsgrofien

des Arbeitsgases in der Form:
Sy =sT(p,T,/1,k,)?RG)=sT(sL,k) (Gl. 7.11)

Demnach ist der zeitliche und raumliche Verlauf dieser Einflussgréfien signifikant fur
die Entflammung und das Durchbrennen der Zylinderladung. Insbesondere der Ver-
lauf dieser Grofden im Bereich der Zindkerze spielt eine grof3e Rolle.

Im Folgenden sollen die Ergebnisse der CFD-Simulation flr die unterschiedlichen
Arten der Ladungsbewegung im Hinblick auf die Verteilung des Kraftstoffs, des Rest-
gases und der Turbulenz untersucht und hinsichtlich ihrer Bedeutung fur die Ent-
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flammung diskutiert werden. Die Diskussion erfolgt am Beispiel des Motors mit Di-
rekteinspritzung (DE), da die Unterschiede zwischen den einzelnen Konzepten auf-
grund des spateren Einspritz-Zeitpunkts und des damit verbundenen grof3eren Ein-
flusses der Zylinderinnenstromung auf die Gemischbildung deutlicher zu Tage treten.
Die wesentlichen Aussagen gelten jedoch in gleicher Form fir den Motor mit Kanal-
einspritzung (KE), siehe Abschnitt 4.

In Abbildung 7.3 sind die signifikanten Grof3en im Bereich der Gemischentflammung

bei 690 °KWnZOT in Form von Konturplots in zwei mittigen, zueinander orthogonalen
Schnitten durch den Brennraum dargestellt.

Auffallig fur alle drei Konzepte sind die Parallelen in der raumlichen Verteilung des
Kraftstoffs und des Restgases, was wiederum den Einfluss der Zylinderinnen-
stromung auf die globale Homogenisierung unterstreicht. Das Konzept ohne Mal3-
nahmen zur Ladungsbewegung fuhrt dabei zu einer unzureichenden Durchmischung
von Luft, Kraftstoff und Restgas mit hohen Gradienten im Brennraum, das Konzept
mit erhdhter Tumble-Zahl zu einer guten Homogenisierung und das Konzept mit er-
hohter Drall-Stromung zu der bereits in Kapitel 6.5 diskutierten vertikalen Schichtung.
Betrachtet man die rechte Spalte, so stellt man ferner fest, dass flir das Basis-
Konzept und das Konzept mit erhdhter Tumble-Stromung eine zur Zindkerze sym-
metrische raumliche Verteilung des Kraftstoffs und des Restgases vorliegt, die durch
die in guter Naherung gegebene Symmetrie von Einstromvorgang und Einspritzung
zustande kommt.

Die hoheren Geschwindigkeiten im Brennraum flhren bei beiden Konzepten mit er-
hohter Ladungsbewegung zu einer deutlichen Anhebung des Turbulenzniveaus im
Brennraum, siehe Abschnitt 5. Dies hat die im vorhergehenden Kapitel diskutierte
beschleunigte Verbrennung mit einer Zindung bei héheren Dricken und Temperatu-
ren zur Folge und ist damit gunstig fur die Verbrennungsstabilitat bei hohen Restgas-

konzentrationen, wie sie etwa bei externer Abgasrickflihrung entstehen.
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Abbildung 7.3: ZustandsgrofRen Luftverhaltnis A, Turbulenz TKE und Restgaskon-

zentration RG im Brennraum bei 690 °KWnZOT (Referenz, DE1 und DE2, Teillast)
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Die gute Homogenisierung und das nahezu stéchiometrische Gemisch fir das Kon-
zept mit erhdhter Tumble-Strémung beglnstigen damit vor allem in Hinblick auf die
zyklischen Schwankungen der Zylinderladung eine stabile Entflammung. Wie in Kapi-
tel 7.7 naher erlautert wird, bilden sich beim Otto-Motor durch Schwankungen beim
Liefergrad und bei der Einspritzung unterschiedliche Verbrennungszyklen aus [7.18].
Dieser Effekt wird durch die CFD-Simulation aufgrund der RANS-Mittelung, siehe
Abschnitt 2, nicht abgebildet. Vielmehr handelt es sich bei der Berechnung um einen
mittleren Zyklus. Eine gute Homogenisierung fuhrt zu einer geringeren Sensitivitat
gegeniiber Anderungen im Strémungsfeld und der Kraftstoffaufbereitung, wogegen
bei hohen Gradienten wiederum die Wahrscheinlichkeit hoher ist, dass in jedem
Verbrennungszyklus unterschiedliche Bedingungen an der Zundkerze vorherrschen.
Dies bewirkt unterschiedliche Entflammungs- und Brennbedingungen, die die zykli-
schen Schwankungen des Brennverfahrens erhdhen.

Die Komplexitat der Voraussage einer stabilen Entflammung wird am Beispiel des
Konzepts mit erhdhter Drall-Stromung (DE1) deutlich. Die vertikale Schichtung bei
erhohter Drall-Stromung flhrt einerseits zu einem mageren Gemisch an der Zund-
kerze, andererseits zu einer Ausspullung des Restgases im oberen Brennraum-
bereich. Wie sich etwa aus Gleichung 7.7 leicht ersehen lasst, handelt es sich dabei
um zwei gegensatzliche Effekte im Hinblick auf ein schnelles Wachstum der
Initialflamme und damit der stabilen Entflammung. Zudem erzeugt die Drall-Stromung
ein sehr hohes Turbulenzniveau, was ebenfalls grundsatzlich einen positiven Einfluss
darstellt. Diese kontraren Einflusse lassen sich nur mit einer Methodik auflésen, die
quantitative Aussagen zum Einfluss der einzelnen GroRen auf die Stabilitat der
Verbrennung zulasst.

Die alleinige Bewertung des Ladungsbewegungs-Konzepts durch die Analyse ein-
zelner Zustandsgrofen fuhrt demnach nicht zwingend zu einer klaren Aussage hin-
sichtlich der Restgastoleranz des Brennverfahrens. In Kapitel 7.8 wird deshalb eine
Methodik vorgestellt, die eine Bewertung des Brennverfahrens auf Basis der turbu-

lenten Flammentheorie ermdglicht.
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7.5 Einfluss der mittleren Geschwindigkeit auf die Entflammung

Bereits in Abschnitt 5 wurden die verschiedenen Formen der Ladungsbewegung dis-
kutiert und deren Auswirkung auf die mittlere Geschwindigkeit und die Turbulenz er-
ortert. Aus Sicht einer stabilen Verbrennung ist der Einfluss des Geschwindigkeits-
felds auf die Gemischentflammung bedeutsam, der in der Vergangenheit bereits Ge-
genstand diverser Forschungsarbeiten war.

Johansson konnte etwa mit einer statistischen Auswertung laseroptischer Unter-
suchungen des Stromungsfelds nahe der Zindkerze und der frihen Warmefreiset-
zung der Verbrennung eine Korrelation zwischen den zyklischen Schwankungen des
Stromungsfelds und der Entflammung aufzeigen. Dieser Einfluss gilt sowohl fur den
mittleren als auch fur den stochastischen Geschwindigkeitsanteil [7.19]. Die Gute der
Korrelation nimmt mit zunehmendem Abstand des Stromungsfelds von der Zind-
kerze ab woraus der Autor eine integrale Lange Ly von 3 bis 4 mm ableitet, was in
guter Ubereinstimmung mit den Ergebnissen dieser Arbeit steht.

Geiger et al. fuhrten Experimente mit Zylinderkopfen durch, die hohe Tumble-
Stromungen mit hohen Geschwindigkeiten an der Zindkerze erzeugten und konnten
dabei zeigen, dass mit steigender Tumble-Zahl eine hdhere Ladungsverdinnung
moglich ist. Gemal den Autoren bewirkt eine erhdhte Stromungsgeschwindigkeit das
Ausspulen von Restgas aus dem kerzennahen Bereich und tragt so zur Bereitstel-
lung eines zundfahigen Gemischs bei. Die Ladungsbewegung und damit die hohe
gerichtete Geschwindigkeit fuhren zudem zu einer Auslenkung des Zindfunkens,
was eine Verlangerung des Funkenkanals und die Einspeisung groRRerer elektrischer
Energiemengen bedeutet [7.3].

Krausgrill konnte wiederum bei ahnlichen Experimenten und einer Variation der
Tumble-Stromung zeigen, dass ein zu hohes Mal} an Ladungsbewegung zu einer
verringerten Toleranz gegenuber Ladungsverduinnung in Verbindung mit einer erhoh-
ten HC-Emission fuhrt [5.1]. Dies wurde mit einer Verwehung der bereits entzindeten
Flamme bis hin zu deren Ausblasen begrindet.

Lord et al. untersuchten mit einer mit Lichtleitern ausgeristeten Zindkerze Wachs-
tum und Konvektion der Initialflamme fir verschiedene Formen der Ladungs-
bewegung ohne jedoch Angaben Uber das Mal} der Ladungsbewegung zu machen
[7.17]. Dabei wurde von der Konvektion der Initialflamme auf die mittlere Geschwin-

digkeit an der Zindkerze geschlossen. Die Messungen ergaben gegenuber einer



Bewertung der Restgastoleranz und der Verbrennungsstabilitat 133

Basis-Variante ohne MalRnahmen zur Erzeugung von Ladungsbewegung eine héhe-
re Konvektion der Zindflamme fir die Zylinderkdpfe mit hoher Drall-Stréomung, je-
doch keine nennenswerten Unterschiede fur den Zylinderkopf mit hoher Tumble-
Stromung. Die Vergleichbarkeit der Daten ist jedoch eingeschrankt, da die beiden
untersuchten Zylinderkopfe mit Drall-Stromung Zweiventil-Konzepte mit aullermittiger
Zindkerze waren. Wie die in Abbildung 5.15 dargestellte Struktur der Drall-Strémung
im Bereich der Gemischentflammung zeigt, sind bei aullermittiger Anordnung der
Zundkerze deutlich hohere mittlere Geschwindigkeiten zu erwarten als bei mittiger.

Im Folgenden sollen auf Basis der durchgefuhrten CFD-Rechnungen die mittleren
Geschwindigkeiten im Brennraum und im Bereich der Zindkerze fir die im Rahmen
dieser Arbeit behandelten, unterschiedlichen MalRnahmen zur Steigerung der La-
dungsbewegung erdrtert werden, wobei die mittlere Geschwindigkeit v,, folgender-

malfen definiert ist:

v, =1 (Gl. 7.12)

mit den Geschwindigkeitskomponenten u, v, w und dem Volumen V fur Fluidzelle i.
Da beim KE zwei Konzepte mit verschieden hoher Drall-Erzeugung Uberprift wur-
den, siehe Abschnitt 3, die jedoch keinen Unterschied hinsichtlich ihrer Restgas-
toleranz ergaben, soll hier anhand dieses Motors diskutiert werden, ob eine Beein-
flussung der Entflammung durch die gerichtete Stromung bestatigt werden kann. Die
dabei gemachten Aussagen lassen sich ohne Weiteres auf die Varianten des DE
Ubertragen.

Abbildung 7.4 zeigt die mittleren Geschwindigkeiten im Brennraum fur die verschie-

denen untersuchten Stromungskonzepte.
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Abbildung 7.4: Mittlere Geschwindigkeiten fur die verschiedenen Stromungskonzepte

des KE (Referenz, KE1 bis KE3, Teillast)

Wahrend das Konzept mit Tangentialkanal und angehobener Tumble-Zahl keine

nennenswerte Anderung der mittleren Geschwindigkeit zur Folge hat, ist diese GroRke

fur beide Konzepte mit Drall-Stromung bedeutend hdher. Bei den untersuchten

Tumble-Verfahren handelt es sich demnach eher um eine strukturelle als betrags-

maRige Anderung des Stromungsfelds, d. h. die Geschwindigkeitsvektoren werden

im Sinne der Tumble-Stromung ausgerichtet ohne deren Betrag zu erhdhen. Die Be-

obachtung von Lord, die eine geringe Anderung zwischen einer Basis-Variante und

einem Zylinderkopf mit erhéhter Tumble-Stromung ergab, kann durch die gerechne-

ten Geschwindigkeiten bestatigt werden.
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Abbildung 7.5: Geschwindigkeit an der Zindkerze fir die verschiedenen Strémungs-
konzepte des KE (Referenz, KE1 bis KE3, Teillast)

Abbildung 7.5 zeigt zudem, dass sich die Geschwindigkeitsverlaufe der unterschied-

lichen Konzepte ab etwa 660 °KWnZOT stark annahern, was eine Folge der Defor-
mation der globalen Stromungsstrukturen und deren Zerfall im oberen Totpunkt auf-
grund der dachférmigen Ausfuihrung des Zylinderkopfes ist. Fur die Drall-Stromung
ist auRerdem die zentrale Lage der Zindkerze wesentlich, die sich relativ zum Stro-
mungsfeld gewissermalien im ,Auge des Sturms” befindet, sieche Abbildung 5.15. Es
sind demnach nur moderat hohere lokale Geschwindigkeiten im Bereich der Zund-
kerze gegenuber den Ubrigen Konzepten zu beobachten.

Wie die Abbildungen 7.4 und 7.5 zeigen, konnte durch die im Rahmen dieser Arbeit
durchgefuhrten Untersuchungen kein eindeutiger Einfluss der gerichteten Stromung
auf die Entflammung nachgewiesen werden. Es zeigte sich vielmehr, dass im zind-
kerzennahen Bereich und dem fur die Entflammung relevanten Kurbelwinkelbereich
bedingt durch die Struktur der Zylinderinnenstromung keine Strémungsgeschwindig-
keiten groRer 10 m/s vorliegen.

Der Umstand, dass sich die Geschwindigkeiten an der Ziindkerze fir die verschiede-

nen Konzepte nur moderat unterscheiden, lasst demnach die Vernachlassigung die-
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ser EinflussgroRe in weiterer Folge zu. Vielmehr soll die Entflammungsphase auf

Basis der Theorie der turbulenten Flammenfront analysiert werden.

7.6  Physik der turbulenten Flammenfront

Zur Beschreibung der Flamme ist deren Wechselwirkung mit den turbulenten Stro-
mungsstrukturen im Brennraum zu diskutieren. Wie bereits mehrfach erwahnt, fuhrt
die Turbulenz grundsatzlich zu einer VergroRerung der Reaktionszone und damit
einer beschleunigten Verbrennung. Dies ist auf die groRen Turbulenz-Wirbel zurick-
zufuhren, die die Flammenfront falten und die Oberflache vergrofRern. Die kleinsten
Wirbel, deren Durchmesser kleiner als die Dicke der Flammenfront sind, dringen da-
gegen in die Reaktionszone ein, erhdhen deren Diffusivitat und fihren einerseits zu
einer Verdickung der Flammenfront, andererseits zu einer Verzerrung der Reaktions-

zone. Als Grenzwert fur diese Wirbelgrofie n gilt das Klimov-Williams Kriterium [7.20]:
2
Ka=(—) >1, (Gl. 7.13)

wobei Ka die dimensionslose Karlovitz-Zahl darstellt, 5, die Dicke der Reaktionszone

und n die Kolmogorov-Lange. Es sei hier vermerkt, dass es derzeit in der Literatur
keine einheitliche Terminologie hinsichtlich der die Flammencharakteristik beschrei-
benden KenngroRen gibt. Insbesondere zwischen dem deutschen und dem engli-
schen Sprachraum sind unterschiedliche Definitionen Ublich, die etwa bei der ange-
gebenen Karlovitz-Zahl zu Unterschieden mit Faktor 100 fuhren kédnnen [7.21]. Auch
bei Arbeiten mit experimentellem und numerischem Ansatz wurden aufgrund der un-
terschiedlichen Zuganglichkeit bestimmter GroRen voneinander abweichende Defini-
tionen vereinbart. In der vorliegenden Arbeit wurde der Ansatz von Peters [7.22] ge-
wahlt, der aufgrund der beschriebenen Abweichungen im Folgenden erlautert wer-

den soll.
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Die Dicke der Reaktionszone ¢, wird nach Zeldovich ermittelt:
, (Gl. 7.14)

wobei @ den Diffusionskoeffizienten des im Mangel vorhandenen Reaktanten dar-
stellt. Zur praktischen Handhabung dieser Beziehung wird die Vereinfachung 2 ~v
eingefuhrt, wobei v die kinematische Viskositat des unverbrannten Gemischs dar-
stellt.

Eine weitere wesentliche KenngroRe fur den Einfluss der Turbulenz auf die physikali-

schen Eigenschaften der Flamme ist die Damkohler-Zanhl

Da:f—'z(?]/&jz(g—j(%j (Gl. 7.15)

die die turbulenten Zeitskalen 7, mit den chemischen z, ins Verhaltnis setzt und

damit die Wechselwirkung zwischen der Turbulenz und den chemischen Vorgangen
in der Flammenfront charakterisiert.
Eine schematische Darstellung der beschriebenen Zusammenhange bietet das in

Abbildung 7.6 dargestellte doppellogarithmische Phasendiagramm nach Borghi-

Peters mit dem Verhaltnis der turbulenten und chemischen Langenskalen auf der
Abszisse und dem Verhaltnis der turbulenten und chemischen Geschwindigkeiten auf
der Ordinate [7.20, 7.23].
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Abbildung 7.6: Charakterisierung der Flamme abhangig von ihrer Lage im Borghi-

Peters-Diagramm [7.20]
Aus Gleichung 7.14 ist ersichtlich, dass die Damkohler-Zahl im Diagramm eine Ge-
radenschar mit Steigung 1 darstellt und fur Da = 1 durch den Ursprung geht.

Die Karlovitz-Zahl kann unter Beachtung der Gleichungen 7.13, 7.14 und 3.7 in fol-

gende Form Uberfuhrt werden:

,\3/2 s 12
Ka - (“—] [—Lj (Gl. 7.16)
S, L

und liegt im Diagramm als Geradenschar mit der Steigung 1/3 vor. Schlief3lich kann

die Turbulente Reynolds-Zahl Re; aus Gleichung 3.6 wie folgt umgeschrieben wer-

Re, :(:’—Mg—] (Gl. 7.17)

den:
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und beschreibt damit eine Geradenschar mit Steigung -1.

In der linken unteren Diagrammecke befinden sich die Zustande geringer Turbulenz
(Ret < 1), fur die eine laminare Flammenausbreitung erfolgt. In der linken oberen
Ecke bestimmt die chemische Zeitskala die Reaktionsgeschwindigkeit (Da << 1), die
hohe Turbulenz bewirkt eine ideale Durchmischung. Fir Da > 1 und Ka < 1 liegt die
Flamme noch als dinne Reaktionszone vor (Flamelet Regime) wird aber bereits
durch die Turbulenz merklich beeinflusst. Ihr Erscheinungsbild reicht von der moderat
gewellten Flammenfront fur kleine u’/s;-Werte bis zum Ausbrechen einzelner Flam-
meninseln. Schliel3lich entsteht fur Da > 1 und Ka > 1 durch das oben beschriebene
Eindringen der kleinen Wirbel in die Reaktionszone eine dicke Flammenfront ohne
scharfe Abgrenzung (Distributed Reaction Regime).

Neuere experimentelle Untersuchungen diverser Autoren mit Hilfe laseroptischer
Verfahren ergaben, dass die fur Ka > 1 vorausgesagten Verdickungen der vorge-
mischten Flamme nicht grundsatzlich bestatigt werden kdnnen [7.24, 7.25]. Insbe-
sondere fur turbulente Reynolds-Zahlen Re; < 600 konnte gezeigt werden, dass
selbst fur hohere Karlovitz-Zahlen eher eine Verdinnung der Reaktionszone statt-
findet, die von einer Streckung der Flammenfront infolge der in die Reaktionszone
eintretenden rotierenden Turbulenzballen herrlihrt. In der folgenden Abbildung ist

dieser Effekt gemal der Modellvorstellung von Leipertz und Dinkelacker dargestellt.

Abtrennung singularer Partielle
Flammenfront Flammeninseln Verléschung
/ (\ N 0 / .
TG ; L
[ ey

verbrannt

unverbrannt .
Dehnung infolge ;5
turbulenter Streckung O _Reaktionszone

katt ‘

Abbildung 7.7: Turbulente Streckung nach Leipertz und Dinkelacker
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Eine vergleichbare Charakteristik der Reaktionszone konnte von Dinkelacker et al.
bei turbulenten Reynolds-Zahlen von etwa 2.000 anhand von Messungen des Tem-
peraturfelds und der OH-Konzentrationen an einem Gasturbinenbrenner nachgewie-
sen werden [7.26]. Obwohl die Messungen eine bereits stark deformierte Flammen-
front zeigten, konnte mit einer Auswertung der thermischen Flammendicke im Schnitt

eine signifikante Verdinnung nachgewiesen werden. Wie in Abbildung 7.7 darge-

stellt, kann die Streckung der Flamme das Abtrennen von Flammeninseln und ein
partielles Verléschen der Flammenfront zur Folge haben. Sie stellt damit einen
wichtigen Einflussfaktor hinsichtlich der Stabilitat der Verbrennung dar. Die
Aufgabe besteht demnach, die kritischen Bereiche im Borghi-Peters-Diagramm zu
identifizieren.

Peters tragt diesem Umstand mit einem Zwei-Zonen Ansatz Rechnung, in dem er die

Reaktionszone in eine Vorheizzone mit der Dicke ¢, in der die Temperatur aufgrund

von Konvektion und Diffusion stark ansteigt, und eine innere Reaktionszone deren

Dicke o, etwa 10 % der Dicke der gesamten Reaktionszone entspricht und innerhalb

1

derer die eigentlichen Kettenverzweigungs-Reaktionen stattfinden, unterteilt [7.27].

Diesen beiden neuen Bezugsgro3en werden die Karlovitz-Zahlen Ka. :(5,/77)2 und

Ka, :(5F/77)2 zugeordnet. Die Modellvorstellung ist nun dahin gehend, dass die klei-

nen Wirbel zwar in die Vorheizzone eindringen kénnen und dort den Transport der
chemischen Spezies beschleunigen, jedoch nicht in die innere Reaktionszone und
damit keinen Einfluss auf die entscheidenden Verzweigungsreaktionen haben. Das
Gebiet der dinnen Reaktionszonen (Flamelet Regime) gibt Peters jetzt durch die
beiden Bedingungen Kar > 1 und Ka; < 1 an, wobei derzeit unklar ist, inwieweit die
Bereiche flr Da > 1 tatsachlich eingeschlossen sind. In jedem Fall zeigt sich, dass
der Einfluss der Kolmogorov-Wirbel geringer ist als durch das Klimov-Williams Krite-
rium angegeben.

GrolRe Unsicherheit besteht derzeit hinsichtlich der Abgrenzung der Bereiche, inner-
halb derer eine stabile Entflammung stattfindet, d. h. die oben erlauterte Verdinnung
der Reaktionszone durch die eintretenden Kolmogorov-Wirbel keine negativen Aus-
wirkungen hat. Auch die Ubertragbarkeit der zumeist an stationaren Flammen gefun-
denen Ergebnisse auf den motorischen Prozess ist noch nicht ausreichend erforscht.
Eine allgemeingultige Anwendung bisheriger Vorschlage, die beispielsweise Ka > 1

als kritisch angeben, konnte bisher nicht bestatigt werden [7.10, 7.28].
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Abbildung 7.8: Definition der inneren Reaktionszone nach Peters und Bereich der

motorischen Verbrennung im Borghi-Peters-Diagramm

In Abbildung 7.8 ist der Bereich der motorischen Verbrennung eingetragen, wie er

aufgrund von Messungen und eindimensionalen Prozessrechnungen, haufig in Ver-
bindung mit phanomenologischen Modellen zur Erfassung der Turbulenz, angenom-
men wird. Nachteil der Vorgehensweise ist die durch die Moglichkeiten der Methodik
eingeschrankte Beurteilung der Ladungsbewegung und der daraus resultierenden
Turbulenz. Ziel dieser Arbeit ist deshalb, mit einer detaillierten Beschreibung des
Stromungsfelds und der Turbulenz mit Hilfe der CFD-Rechnung in Kombination mit
Messungen am Motorenprifstand fur den verbrauchskritischen unteren Teillast-
Bereich einen Grenzbereich im Borghi-Peters-Diagramm zu bestimmen, innerhalb
dessen Instabilitditen der Verbrennung aufgrund hoher Restgasraten zu erwarten

sind.
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7.7 Beurteilung der Verbrennungsstabilitdt am Motorenprifstand

Die Verbrennung des Otto-Motors unterliegt aufgrund stochastischer Effekte der tur-
bulenten Stromung im Ein- und Auslasssystem sowie in den Einspritzleitungen
zyklischen Schwankungen. Dies fuhrt flr die einzelnen Verbrennungszyklen zu Ab-
weichungen im Liefergrad, der Einspritzmenge sowie der rdumlichen Verteilung des
Stromungsfelds und des Luftverhaltnisses im Brennraum. Wesentliche Parameter der
Verbrennung, wie der Spitzendruck, die Spitzentemperatur, der maximale Druckan-
stieg sowie Zunderverzug und Brenndauer werden durch diese zyklischen Schwan-
kungen bestimmt. FUr den motorischen Betrieb ist dieses Verhalten aus Sicht des
Gerauschkomforts und, bei starken Schwankungen mit unvollstandiger Verbrennung,
der Emissionen bzw. des Bauteilschutzes aufgrund von Nachoxidation ungunstig.

Quantitativ empirisch erfasst werden konnen diese zyklischen Schwankungen uber
den Variationskoeffizienten des indizierten Mitteldrucks pn;, der aus dem mit piezo-
elektrischen Druckaufnehmern im Rahmen einer Hochdruck-Indizierung gemessenen

Zylinderdruckverlaufen berechnet wird:
1
=—"@ pdV Gl.7.18
Pu=v§P (G1.7.18)

Vy ist dabei das Hubvolumen. Die Streuung des indizierten Mitteldrucks aus n ge-

messenen Verbrennungszyklen dividiert durch dessen Mittelwert p, . ergibt schlieR3-

lich den COV-Wert (Coefficient of Variation):

1 1 — 2
cov _=—~: |—: —p,.) -100 Gl. 7.19
i = > \/n_1 2 (Pai = Pu) ( )

mi

Wie bereits in den vorherigen Kapiteln ausgiebig erlautert, ist die Stabilitat der
Verbrennung in hohem Male von deren Restgastoleranz abhangig, was ein wesent-
liches Kriterium flr das Potenzial hinsichtlich Absenkung des Kraftstoffverbrauchs
darstellt.

In Abbildung 7.9 ist jeweils der COV-Wert fur die beiden Motoren und die untersuch-

ten Maldnahmen zur Steigerung der Ladungsbewegung in Abhangigkeit der externen
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Restgasrate dargestellt. Der Wert liegt bei niedrigen Restgasraten unter 2 % und ist

fur alle untersuchten MaRnahmen im Wesentlichen gleich.
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Abbildung 7.9: Gemessener Variationskoeffizient des indizierten Mitteldrucks Uber

der externen Restgasrate (Teillast) [4.4, 7.29]




Bewertung der Restgastoleranz und der Verbrennungsstabilitat 144

Ab einer, fur die jeweilige Variante spezifischen, kritischen Restgaskonzentration
nimmt der COV-Wert zu und geht schlieBlich in einen steilen Anstieg Uber, der den
Beginn einer instabilen Verbrennung ankundigt. Damit ist dieser Parameter eine ge-
eignete Grolke um die rechnerische Analyse der Verbrennungsstabilitat, wie sie in
Kapitel 7.8 vorgenommen wird, mit Messdaten zu verifizieren. Wie aus beiden Dia-
grammen ersichtlich, befindet sich bei einem COV- Wert von etwa 3 % ein Ubergang
zwischen dem flachen Verlauf der stabilen Verbrennung und den steilen Gradienten
fur eine beginnende instabile Verbrennung. Damit wird dieser Wert im Folgenden als
Grenzwert fUr eine stabile Verbrennung definiert.

Gemal Abbildung 7.9 fihren die Konzepte mit hoher Turbulenz grundsatzlich zu
einer Anhebung der Restgastoleranz. Es fallt jedoch auf, dass beim DE mit Kanalab-
schaltung und hoher Drall-Stromung die niedrigste Restgastoleranz aller Varianten
festgestellt wird, was zu einem spateren Zeitpunkt genauer diskutiert wird. Es sei hier
jedoch bereits erwahnt, dass dieses Uberraschende Ergebnis der Ausloser dieser
Arbeit war. Es zeigte auf, dass eine bloRe Steigerung der Turbulenz keine aus-
reichende MalRnahme fur eine hohere Restgastoleranz darstellt und dass eine siche-
re Methodik fir eine Evaluierung unterschiedlicher Konzepte notwendig ist.

Weiterhin ist beim KE fur die Kombination aus Kanalabschaltung und Tangentialka-
nal trotz hochster Turbulenz und geringstem Vorzindbedarf keine weitere Verbes-
serung gegenuber dem Konzept mit Kanalabschaltung feststellbar, siehe Abbildung
5.29. Wie in Abschnitt 6 erlautert wurde, liegt dies nicht an einer zu hohen Ladungs-
bewegung, die ein Verwehen der entziindeten Flamme bewirkt sondern an der zu-

nehmenden Tendenz einer vertikalen Ladungsschichtung im Brennraum.

7.8 Diskussion der ZustandsgroRen im Borghi-Peters-Diagramm

Die in Abschnitt 3 dargestellten Stromungskonzepte sollen im Folgenden aufgrund
der in Kapitel 7.6 diskutierten Methodik der turbulenten Flamme analysiert werden. In
Kapitel 7.2 wurde bereits erlautert, dass in erster Linie die Phase des Zundvorgangs
die Stabilitat der Entflammung bestimmt. Daraus folgt, dass fur die Bewertung der
stabilen Gemischentflammung in erster Linie die Fluidzellen im Bereich der Zund-
kerze analysiert werden mussen. Um die erlauterten zyklischen Schwankungen der

Zustandsgroflen an der Zindkerze angemessen zu berucksichtigen, wurde das zu
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untersuchende Volumen so gewahlt, dass auch die umliegenden Zellen mit in die
Auswertungen einbezogen werden. Daraus resultierend wurde Uber Makroroutinen in
Star-CD ein kugelformiges Volumen mit einem Radius von 10 mm um die Zundkerze
definiert, innerhalb dessen die physikalischen Kennzahlen der turbulenten Flammen-
theorie berechnet werden. Allgemein formuliert betragt der Durchmesser des Kugel-
volumens etwa 25 % des Zylinderdurchmessers. Ausgewertet wurde der fur die Ent-
flammung wichtige Kurbelwinkelbereich zwischen 680 bis 720 °KWnZOT. Abbildung
7.10 zeigt die Fluidzellen im selektierten Kugelvolumen in den beiden Extrem-
positionen 680 und 720 °"KWnZOT.

u .

\‘}—-” ——
680 °KWnZOT 720 °KWnZOT

Abbildung 7.10: Kugelformiges Zellvolumen mit Radius 10 mm zur Analyse des Ge-

mischzustands wahrend der Gemischentflammung (DE)

Durch die Programmierung von Makroroutinen wurden wiederum fur jeden berechne-
ten Zeitschritt die laminare Flammengeschwindigkeit, sowie die turbulente Reynolds-,
Damkaohler- und Karlovitz-Zahl aus den Ergebnissen des turbulenten Stromungsfelds
berechnet. Im Borghi-Peters-Diagramm ergeben sich auf Basis dieser Kennwerte
charakteristische Verlaufe, die Uber die Art der Flammenausbildung Aufschluss ge-

ben. Zur Verdeutlichung zeigt Abbildung 7.11 exemplarisch fur die am DE untersuch-

ten Varianten der Ladungsbewegung die grafische Darstellung dieser Kennwerte.
Zusatzlich sind in das Diagramm die Geraden konstanter Karlovitz-, Damkdhler- und
turbulenter Reynolds-Zahl eingetragen. Zu erkennen sind jeweils die von links oben
nach rechts unten verlaufenden diskreten Datenpunkte zwischen 680 °KWnZOT bis
720 °KWnZOT in einem Abstand von 3 °KW.
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Abbildung 7.11: Borghi-Peters-Diagramm fur die berechneten Varianten des DE zwi-
schen 680 und 720 °KWnZOT (Referenz, DE1 und DE2, Teillast;)

Die gesteigerte Zylinderinnenstromung fur die beiden Konzepte mit hoher Ladungs-
bewegung ist an der deutlich héheren turbulenten Reynolds-Zahl zu erkennen. Der
Verlauf gibt zunachst die moderate Zunahme der Turbulenz und schlief3lich deren
Zerfall vor dem oberen Totpunkt, verbunden mit einer starken Abnahme der turbulen-
ten Reynolds-Zahl wieder, siehe Kapitel 5.4. Wahrend dem kompletten Verlauf nimmt
die Damkohler-Zahl kontinuierlich zu und die Karlovitz-Zahl kontinuierlich ab, was auf
die zunehmend glnstigeren Bedingungen flr die Initialflamme aufgrund der zuneh-
menden Temperaturen und Dricke zurackzufuhren ist, siehe Abbildung 7.2. Wie be-
reits erlautert, wird fur die Karlovitz-Zahl im Allgemeinen eine obere Grenze definiert,
die eine stabile Flamme reprasentiert. Die Abnahme dieser GrofRe zeigt demnach die
zunehmend stabileren Zindbedingungen uUber Grad Kurbelwinkel auf. Betragsmafig
liegen die drei Kurvenverlaufe im Wesentlichen oberhalb der Ka=17-Linie. Da alle drei
Varianten ohne zusatzliche externe Abgasruckfuhrung eine stabile Verbrennung mit
geringen zyklischen Schwankungen zeigten, siehe Abbildung 7.9, ist eine sichere
Entflammung offensichtlich oberhalb des z. T. in der Literatur zitierten Grenzwerts

Ka = 1, siehe Kapitel 7.6, moglich. Die Ergebnisse passen damit gut zu der von
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Peters eingeflhrten Definition einer inneren Reaktionszone mit dazugehdriger
Karlovitz-Zahl Ka;.

Ziel der weiteren Betrachtung ist, auf Basis der Lage der unterschiedlichen unter-
suchten Varianten im Borghi-Peters-Diagramm eine quantitative Aussage hinsichtlich
der Restgasvertraglichkeit des Brennverfahrens zu ermdglichen. Als Referenzpunkt
wird dabei im Folgenden der Zustand bei 720 °KW gewahlt. Diese Festlegung ist zu-
nachst willkarlich, stellt aber eine sinnvolle Festlegung fur ein neues zu bewertendes
Brennverfahren dar, von dem Zindzeitpunkt und Brenndauer nicht bekannt sind.

In Abbildung 7.12 sind die Datenpunkte samtlicher untersuchter Ladungsbewegungs-

Konzepte ohne externe Abgasrickfihrung eingetragen.
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Abbildung 7.12: Bewertung der untersuchten Varianten im Borghi-Peters-Diagramm

bei 720 °KW unter Angabe der externen (vorgenannt) und gesamten Restgaskon-

zentration

Neben den bereits erwahnten Geraden der charakteristischen Kennzahlen sind je-

dem Datenpunkt der Wert der gemessenen externen Abgasriuckflhrrate bei
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3 % COVpmi, siehe Abbildung 7.9, und die daraus resultierende, und mittels der
Gleichungen aus Tabelle 3.2 berechnete, gesamte Restgastoleranz zugeordnet.

Es ist zu erkennen, dass die beiden als Basis bezeichneten Konzepte ohne erhdhte
Ladungsbewegung dieselbe absolute Restgastoleranz besitzen. Verbindet man im
Diagramm die Punkte dieser beiden Brennverfahren, so findet man eine Gerade mit
der Steigung m = 1, was der Damkdhler-Zahl entspricht.

Weiter findet man, dass auch die gesamte Restgastoleranz der Ubrigen Varianten
qualitativ gut mit dem Verlauf der Damkohler-Zahl wiedergegeben werden kann. Die
geringe Restgastoleranz des DE mit Kanalabschaltung liegt oberhalb der eingetra-
genen Damkdhler-Geraden und damit im Bereich niedrigerer Damkdhler-Werte. Die
ubrigen Konzepte entfernen sich mit steigender Restgastoleranz in der entgegen-
gesetzten Richtung.

Die Ergebnisse legen den Schluss nahe, dass in der motorischen Anwendung die
Stabilitat der Verbrennung eher von der Damkohler- als von der Karlovitz-Zahl be-
stimmt wird. Ein mdglicher Grund fir dieses Verhalten ist der Umstand, dass eine
zunehmende Turbulenz im Brennraum ein schnelleres Durchbrennen der Ladung
und damit einen geringeren Vorzundbedarf bewirkt. Wie bereits erlautert, fuhrt dieses
Verhalten zu einem Verschieben der Entflammungsphase in Bereiche héherer Dri-
cke und Temperaturen, was eine stabile ZUndung begunstigt. In Abbildung 7.12 be-
deutet dies, dass der Zindzeitpunkt und damit die Phase der Flammenentstehung
entlang den Zustandskurven nach rechts in den Bereich héherer Damkohler- und
niedrigerer Karlovitz-Zahlen wandern, was sich gunstig auf die Entflammung aus-
wirkt. Dieser Effekt ist im Borghi-Peters-Diagramm, das auf Basis stationarer Flam-
men entwickelt wurde, nicht bertcksichtigt. Dies wirde den steileren Verlauf der Li-
nien konstanter Restgastoleranz im Diagramm erklaren. Eine weitere denkbare Er-
klarung fur die bestimmende Funktion der Damkdhler-Zahl stellt der Umstand dar,
dass die in-stationare Verbrennung des Otto-Motors in weit hdherem Mal3e von der
Verfugbarkeit der Reaktanten bestimmt wird als etwa die stationare Flamme eines
Bunsenbrenners und damit die Beeinflussung der chemischen Vorgange durch die
Turbulenz an Bedeutung zunimmt. Es ist etwa denkbar, dass bei zunehmender Tur-
bulenz und damit zunehmender Zerkliftung und Dehnung der dinnen Flammenfront
eine Ausdunnung der reaktiven Teilchen sowie eine Abkuhlung der Reaktionszone
statt findet. Dies bewirkt, insbesondere bei Anwesenheit inerter Gase, eine Verlang-

samung der chemischen Reaktionen, die ein partielles Verléschen zur Folge haben
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kann. Dies kommt durch die Damkohler-Zahl eher zum Ausdruck als durch die
Karlovitz-Zahl.

In_Abbildung 7.13 sind die fur das beschriebene kugelférmige Zellvolumen ermittelten

Mittelwerte und Streuungen der Damkohler-Zahl (Balken) bei einem Kurbelwinkel von
720 °KW und der gemessenen Restgastoleranz (Linien) fur die untersuchten Kon-

zepte des Direkt- (DE) und Kanaleinspritzers (KE) gegentbergestellt.
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Abbildung 7.13: Mittlere Damkohler-Zahlen und zugehorige Streuung (Balken) bei

720 °KW (Teillast) im Vergleich zur Restgasvertraglichkeit (Linien) fur die beiden un-

tersuchten Motoren

Die Korrelation von Damkohler-Zahl und Restgastoleranz kommt auch in dieser Dar-
stellung klar zum Ausdruck. Durch die langere fur die Gemischaufbereitung zur Ver-
flgung stehende Zeit und die damit verbundene bessere Homogenisierung ist die
Streuung der Damkohler-Zahl fur die Varianten mit Kanaleinspritzung geringer. Bei
erhdhter Tumble-Stromung (Varianten Tangentialkanal und Kanalabdeckung) ergibt
sich aufgrund einer guten Durchmischung eine geringere Streuung der Damkohler-

Zahl. Beim DE mit Kanalabschaltung wiederum ist aufgrund der ausgepragten verti-
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kalen Schichtung und hohen Gradienten in Richtung der Zylinderachse, siehe Kapitel
6.5, ein geringer Mittelwert und eine hohe Streuung zu erkennen.

Aus dem Vergleich der Damkdhler-Zahl und der Restgastoleranz ist jedoch auch er-
sichtlich, dass fur die Kombination aus Kanalabschaltung und Tangentialkanal beim
KE (KE3) eine zu geringe Restgasvertraglichkeit prognostiziert wirde. Dieser Punkt
wird im nachsten Kapitel im Rahmen der Diskussion eines Grenzwerts fur eine stabi-
le Verbrennung aufgegriffen.

Grundsatzlich zeigen die Untersuchungen, dass mit Hilfe der Damkohler-Zahl als
dimensionslose KenngrofRe eine verlassliche Bewertung von Konzepten mit unter-

schiedlicher Zylinderinnenstromung hinsichtlich ihrer Restgastoleranz maoglich ist.

7.9 Grenzen der Gemischentflammung

Fur eine quantitative Bestimmung der Restgastoleranz eines Brennverfahrens ist die
Berucksichtigung der gesamten Restgaskonzentration, bestehend aus interner und
externer Restgasrate, notwendig. Im Folgenden wird angenommen, dass die Er-
héhung der externen Restgasrate keinen Einfluss auf das turbulente Strémungsfeld
im Brennraum im fur die Entflammung relevanten Kurbelwinkelbereich nahe Zind-OT
hat. Dies ist in guter Naherung zulassig, da sowohl Luft als auch Abgas zu 80 % aus
Stickstoff bestehen, was ahnliche kalorische Werte und Transporteigenschaften bei-
der Fluide zur Folge hat.

In Falle der Berucksichtigung der externen Abgasruckfihrrate wird die neue Lage der
Zustandspunkte im Borghi-Peters-Diagramm beschrieben durch die Anderung der

laminaren Flammengeschwindigkeit gemaf’ Gleichung 7.7 mit:

1-2,06- %57,

Gl. 7.20.1
1-2,06- %27 ( )

Lx/5L <)~(RG) = Lx/5L ()?RG,0>'

1-2,06-X%7

Gl. 7.20.2
12,06 %00, ( :

u'lS, (;(RG) =u'/S, (;(RG,O)'

wobei X, die Restgaskonzentration mit, und X.;, die Restgaskonzentration ohne

externe Abgasruckfliihrung darstellt. Dabei errechnet sich die gesamte Restgaskon-

zentration im Brennraum mit externer Abgasruckfuhrung aus Tabelle 3.2.
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Die Zustandspunkte wandern im Diagramm parallel zu den Geraden konstanter tur-
bulenter Reynolds-Zahl in Richtung niedrigere Damkohler-Zahlen und damit instabile

Verbrennung. Abbildung 7.14 zeigt, dass in Bezug auf die Flammencharakteristik

nach Peters samtliche Punkte im Bereich der dinnen, durch die Turbulenz gefalteten
Flammenfront zwischen den Da=17- und Ka=1-Grenkurven liegen, siehe auch Abbil-
dung 7.8. Es ist weiter ersichtlich, dass die so ermittelten Werte in guter Naherung
durch eine Damkohler-Zahl von 12,5 abgebildet werden konnen. Lediglich fur die
Kombination aus Tangentialkanal und Kanalabschaltung beim KE wird, wie bereits im
vorherigen Kapitel erwahnt, eine etwas zu geringe Damkoéhler-Zahl und damit Rest-
gastoleranz berechnet. Aus den Abbildungen 7.12 und 7.13 ist aber immer noch er-
sichtlich, dass die relative Einschatzung dieser Variante im Vergleich zu den Ubrigen
korrekt ist. Auch das Ergebnis einer gegentber der Variante mit Kanalabschaltung
tendenziell geringeren Restgastoleranz, wie sie in Abbildung 7.13 zum Ausdruck

kommt, ist durch die berechneten Damkohler-Zahlen nachvollziehbar.
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Abbildung 7.14: Ableitung der kritischen Damkdhler-Zahl im Borghi-Peters-Diagramm

bei 720 °KW und der gesamten Restgaskonzentration
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Die Gute der Ergebnisse wird in Abbildung 7.15 in einer unterschiedlichen Darstel-

lung im Vergleich zu Messergebnissen vom Motorenprifstand diskutiert. Gegenuber-
gestellt sind die gemessene externe Abgasruckfuhrrate bei einem Variationskoeffi-
zienten COV,mi von 3 %, siehe Abbildung 7.9, und die durch das vorgestellte
Berechnungsverfahren bei einer kritischen Damkoéhler-Zahl Daxgir = 12,5 ermittelten
Werte. Aus den Gleichungen 7.14 und 7.19 erhalt man damit flr die gesamte zulas-

sige Restgaskonzentration x,; im Brennraum:

1,3
e = |O,485- } (Gl. 7.21)

wobei Darg,o die Damkohler-Zahl und X, , die berechnete Restgaskonzentration fir

den Motorbetrieb ohne externe Abgasriuckfihrung darstellen. Aus Tabelle 3.2 |asst

sich daraus die in Abbildung 7.15 dargestellte maximale externe Abgasrickfihrrate

ermitteln.
20
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Abbildung 7.15: Gegenuberstellung der gemessenen und der berechneten externen

Restgasraten bei einem Variationskoeffizenten COVyn,i von 3 %
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Grundsatzlich ist fur die untersuchten Varianten eine Abweichung in einer Groflen-
ordnung von 1 % beobachtbar, was einer guten Ergebnisgite entspricht. Lediglich
der berechnete Wert der bereits diskutierten Variante bestehend aus einer Kombina-
tion aus Kanalabschaltung und Tangentialkanal fur den KE liegt mit 2,9 % zu niedrig.
Auch die beiden Varianten ohne MalRnahmen fir eine zusatzliche Ladungsbewegung
liegen mit Abweichungen von 2,1 und 1,6 % im Vergleich zu den Ubrigen Konzepten
eher ungunstig. Eine Erklarung fur diese Abweichung ist die geringere Homogenisie-
rung im Brennraum, wie sie auch in der hoheren relativen Streuung der Damkohler-
Zahl in Abbildung 7.13 zum Ausdruck kommt. Die hoheren Gradienten der Zustands-
gréllen im Brennraum fihren so zu einer starkeren Sensitivitat der Berechnungser-
gebnisse hinsichtlich der getroffenen Annahmen bei der Gemischaufbereitung und
Turbulenz. Insbesondere die Beschreibung des Kraftstoffs als Einkomponenten-
Fluid, die daraus resultierenden Abweichung beim Verdampfen und die durch die
DDM-Methode bedingte vereinfachte raumliche Auflésung des Kraftstoffstrahls sind

mogliche Griinde fur die beobachteten Abweichungen.

7.10 Diskussion und Resiimee

Wie im letzten Kapitel ausfuhrlich erlautert, Iasst die Analyse der untersuchten Motor-
und Ladungsbewegungsvarianten nach dem vorgestellten Berechnungsverfahren
eine richtige Einschatzung der Restgastoleranz des Brennverfahrens und damit des
Potenzials zur Verbrauchsabsenkung zu.

Wesentliches Untersuchungsergebnis ist die in Kombination mit Messungen am Mo-
torenprifstand gefundene Abhangigkeit der Restgastoleranz und der Stabilitat ho-
mogener Brennverfahren von der dimensionslosen Damkoéhler-Zahl, was sich von
bisherigen Analysen stationarer Flammen unterscheidet, die im Allgemeinen die
Karlovitz-Zahl als wesentlichen Einfluss angaben. Offensichtlich ist beim hochgradig
instationaren motorischen Verbrennungsprozess die Wechselwirkung zwischen dem
turbulenten Stromungsfeld und der Reaktionskinetik in der Flammenfront der be-
stimmende Mechanismus, was durch die Damkdohler-Zahl, die ein MaR fur die Relati-
on turbulenter und chemischer Zeitskalen ist, zum Ausdruck kommt. Wie im letzten
Kapitel bereits diskutiert, ist bei zunehmender Zerkliftung und Dehnung der dinnen

Flammenfront eine Abklihlung der Reaktionszone und eine Ausdinnung der reakti-



Bewertung der Restgastoleranz und der Verbrennungsstabilitat 154

ven Teilchen denkbar, woraus eine Verlangsamung der chemischen Reaktionen bzw.
ein partielles Verloschen der Flamme resultiert.

Durch die Kombination aus Messung und CFD-Simulation konnte empirisch fur den
im Rahmen dieser Arbeit festgelegten Grenzwert des Variationskoeffizienten des in-
dizierten Mitteldrucks COVpmi von 3 % eine kritische Damkdhler-Zahl von 12,5 gefun-
den werden. Bei Annahmen hinsichtlich der Darstellung der turbulenten Stromung
bzw. der physikalischen Kraftstoffeigenschaften im Bereich der numerischen CFD-
Simulation, die sich von den hier getroffenen stark unterscheiden, ist jedoch eine
Abweichung dieses Grenzwerts denkbar. In diesem Fall sind zur Bestimmung eines
angepassten Werts flr die Damkdhler-Zahl Validierungsrechnungen notwendig.

Die Abweichungen der berechneten externen Abgasruckfuhrraten von den am Moto-
renprufstand gemessenen Werten waren fur die untersuchten Varianten trotz unter-
schiedlichster Zylinderinnenstromung geringer als 3 %, in vielen Fallen sogar kleiner
1 %. Auch unter der Maligabe, dass bedingt durch den bereits sehr fortschrittlichen
Entwicklungsstand homogener Brennverfahren Ziele zur Verbrauchsreduktion von
etwa 5 % Ublich sind und damit Verbesserungen der Restgastoleranz in einer ver-
gleichbaren GroéRenordnung gesucht werden, ist die Glute der Ergebnisse befriedi-
gend.

Fur den erfolgreichen Einsatz des vorgestellten Berechnungsverfahrens im Ent-
wicklungsprozess ist von besonderer Bedeutung, dass die richtige relative Ein-
ordnung der verschiedenen untersuchten Varianten grundsatzlich immer gegeben
war und damit der Forderung genlige getan wird, eine Voroptimierung mit Hilfe der
Simulation zu ermdglichen.

Es wurde weiterhin Wert auf einen moglichst allgemeinen Zugang zur Bewertung der
Restgastoleranz der homogenen Brennverfahren und die Transparenz des Berech-
nungsverfahrens gelegt, so dass weder der Einsatz eines spezifischen Software-
Pakets noch Details zur Netzgenerierung gefordert sind. Eine einfache Implementie-
rung der einzelnen Berechnungsschritte, siehe Anhang, in die jeweilige Entwick-
lungsumgebung und die Mdglichkeit der Analyse bereits bestehender, konventionel-
ler Simulationsdaten mit Zwei-Phasen-Stromung ist damit gegeben. Es entsteht so-

mit ein unmittelbarer Nutzen fir den praktischen Entwicklungsprozess.
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8 Ausblick

In den letzten Abschnitten wurde dargestellt, dass eine physikalisch sinnvolle Be-
schreibung der Stréomungsvorgénge, der Einspritzung sowie der Wechselwirkung
zwischen der Luft und dem Kraftstoff mit den Methoden der CFD-Simulation mdglich
ist. Auf Basis dieser Ergebnisse wurde ein Analyseverfahren vorgestellt, das Aussa-
gen zur Flammenstabilitat und Restgastoleranz fur den verbrauchskritischen unteren
Teillast-Bereich wahrend der Konzeptphase erméglicht und so zu einem effizienteren
Entwicklungsablauf beitrdgt. Die vorgestellte Methode, die einen Zusammenhang
zwischen der Restgastoleranz eines homogenen Brennverfahrens und der
Damkdohler-Zahl herstellt, ist in zukinftigen Projekten durch Berechnungen und Mes-
sungen bei héheren Lasten und Drehzahlen auf eine breitere Datenbasis zu stellen.
Langfristiges Ziel muss dabei sein, eine Beschreibung der Flammenstabilitat unab-
hangig von der Last und der Drehzahl zu ermdglichen.

Im Rahmen dieser Arbeit konnte ferner gezeigt werden, dass trotz der getroffenen
Annahmen in den Bereichen der Turbulenzmodellierung und der Beschreibung des
Kraftstoffs insgesamt eine hohe Ergebnisgite erreicht werden konnte. Weitere Ver-
besserungen sind durch die Anwendung aufwandigerer Turbulenzmodelle zu erwar-
ten, die eine Beschreibung anisotroper Turbulenz erméglichen und damit insbeson-
dere fur Brennverfahren mit hoher Ladungsbewegung geeignet sind. Hier besteht
jedoch die grundséatzliche Problematik, dass die Interpretierbarkeit der halbempiri-
schen Turbulenzmodelle der RANS-Methode (Reynolds-Averaged Navier Stokes) in
hohem MalRe von der bestehenden Wissensbasis in Verbindung mit Messergebnis-
sen abhéangt. Inzwischen existieren flr das ke-Modell, das derzeit Stand der Technik
ist, eine Vielzahl von Vero6ffentlichungen und vergleichenden Untersuchungen, so
dass der Einsatz alternativer Modelle erst nach einer langeren Phase der Verifi-
zierung denkbar ist.

Exaktere Berechnungsverfahren, wie die LES- (Large Eddie Simulation) bzw. DNS-
Verfahren (Direct Numerical Simulation), die die Turbulenz ganz oder teilweise aus
den Navier-Stokes-Gleichungen ableiten, fuhren zu extrem hohem Berechnungsauf-
wand. Zudem ist derzeit noch nicht geklart, wie die Initialisierung des Turbulenzfelds
im Zylinder bzw. die Definition der turbulenten Randbedingungen bewerkstelligt wer-
den kann, ohne Einfluss auf die Gite der Ergebnisse zu nehmen.

Potenzial zur Verbesserung der Ergebnisqualitat ist hinsichtlich der Abbildung des

Kraftstoffs gegeben. Ist derzeit die vereinfachte Darstellung als Einkomponenten-
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Fluid Ublich, so ist zuklnftig bei weiterer Verbesserung der verfigbaren Rechnerleis-
tungen eine detaillierte Auflésung der physikalischen Kraftstoffeigenschaften denkbar
und, angesichts der standig zunehmenden Bedeutung alternativer Kraftstoffe, auch
notwendig. Ansatze sind die Einspritzung mehrerer Kraftstoffkomponenten, was wie-
derum zu einem Anstieg der Spezies und Transportgleichungen fiihrt und somit den
Aufwand nach oben treibt, sowie der Ansatz der kontinuierlichen Thermodynamik
[3.4]. Dieser Ansatz leitet aus der Verteilungskurve der Spezies in einem Kraftstoff-
komponentengemisch dessen physikalische Eigenschaften ab. Die Entwicklung der
Parameter der Verteilungskurve wird Uber Transportgleichungen realisiert. Mit die-
sem Ansatz ist die Darstellung komplexer Kraftstoffe moglich, sofern sie aus densel-
ben Kohlenwasserstoffverbindungen bestehen. Fir die derzeit dominierenden Ben-
zin- und Dieselkraftstoffe wird diese Forderung durch deren Beschreibung als Ge-
misch aus Alkanen in guter Naherung erfillt. Hier ist zuktinftig durchaus eine akkura-
tere Simulation der Gemischaufbereitung zu erwarten.

Auch beim Zindvorgang wurden in der Zwischenzeit semi-empirische Modelle entwi-
ckeln, die die Gemischentflammung und die Entwicklung der Initialflamme abbilden.
Beim Arc and Kernel Tracking Ignition Model (AKTIM) etwa wird das CFD-Modell um
vier physikalische Submodelle erweitert [8.1, 8.2], die die elektrischen Eigenschaften
des Ziundsystems, den Zindfunken, die Initialflamme und die Ziindkerze beschrei-
ben. Das Modell berlicksichtigt die Auslenkung des Zindfunkens durch das turbulen-
te Stromungsfeld und Mehrfachziindungen. Die Anfangsposition des Flammenkerns
wird Uber eine Vielzahl von Partikeln mit unterschiedlicher statistischer Gewichtung
beschrieben, die ebenfalls in Wechselwirkung mit dem Stromungsfeld stehen. Die
Autoren geben an, dass mit dieser Methode in Verbindung mit der fur die Finite-
Volumen-Methode Ublichen raumlichen Diskretisierung die Entstehung der Flamme
beschrieben werden kann. Derzeit bestehen fir dieses Modell keine Erfahrungen
hinsichtlich seiner allgemeinen Anwendbarkeit bei hoher Turbulenz bzw. Restgas-
konzentration. Es lasst aber in jedem Fall zukinftig eine starker auf physikalischen
Prinzipien basierende Simulation des Ziundvorgangs erwarten.

In nachster Zukunft wird das vorgestellte Modell in jedem Fall eine interessante Mog-
lichkeit zur Bewertung der Entflammung darstellen. Die Analyse der Daten beruht auf
den Ergebnissen bestehender CFD-Simulationen mit Zwei-Phasen-Stromung und ist
damit problemlos fir bereits bestehende Berechnungsmodelle ausfuhrbar, was eine

schnelle und einfache Anwendung ermdglicht.
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9 Zusammenfassung

Der schonende Umgang mit Ressourcen und die Vertraglichkeit von Umwelt und
Verkehr stehen seit langerem im o6ffentlichen Interesse. Fir den Ottomotor besteht
damit Handlungsbedarf hinsichtlich Kraftstoffverbrauch und CO»-Emission.
Bekanntermalen ist im Bereich geringer Motorlasten die Entdrosselung des Saug-
systems verbunden mit hohen Abgasruckfuhrraten ein probates Mittel zur Absenkung
der Pumpverluste und damit des Kraftstoffverbrauchs. Hohe Restgaskonzentrationen
flhren jedoch zu einer verzégerten Verbrennung und damit zu geringerem Verbren-
nungswirkungsgrad und Komforteinbuf3en bedingt durch hohere zyklische Schwan-
kungen. Die gezielte Einbringung von Ladungsbewegung und Turbulenz in den
Brennraum bewirkt dagegen eine Faltung und VergréfRerung der Flammenfront, was
die Verbrennung beschleunigt und stabilisiert. Damit ist eine Kompensierung der
durch die hohen Restgaskonzentrationen hervorgerufenen Effekte moglich, was die
Restgasvertraglichkeit des Brennverfahrens und somit das Potenzial zur
Verbrauchsabsenkung verbessert. Eine hohe Ladungsbewegung hat jedoch
wiederum Nachteile im Hinblick auf Einstrdom- und Wandwarmeverluste zur Folge.
Diese komplexen Zusammenhange machen es wunschenswert, bereits wahrend der
Konzeptphase die Bewertung der Restgastoleranz eines Brennverfahrens fur den
unteren Teillast-Bereich vorzunehmen. Das Ziel dieser Arbeit war es deshalb, fur Mo-
toren mit homogenem Brennverfahren ein Verfahren auf Basis numerischer Metho-
den zu entwickeln, das unabhangig von der Zylinderinnenstromung eine Vorhersage
der Laufgrenze des Brennverfahrens zulasst.

Zu diesem Zweck wurden fur jeweils einen Motor mit Kanaleinspritzung und homo-
gener Direkteinspritzung unter Anwendung der CFD-Simulation zahlreiche Konzepte
zur Generierung von Ladungsbewegung untersucht und mit Hilfe der globalen Stro-
mungsstrukturen Drall, Tumble und Q-Tumble ausgewertet. Es konnte dabei die
Steigerung der Turbulenz im Brennraum zum Zeitpunkt der Gemischentflammung
nachgewiesen werden. Vergleiche mit Versuchsergebnissen vom Motorenprufstand
zeigten eine gute Korrelation zwischen abnehmendem Vorziindbedarf und steigen-
der Turbulenz, was die beschleunigende Wirkung der Turbulenz auf die Verbrennung
bestatigte.

Eine Analyse der berechneten Wandwarmestrome wahrend der Ansaug- und Kom-

pressionsphase ergab weiterhin die Zunahme der Warmeverluste bei zunehmender
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Zylinderinnenstromung, woraus ein Trade-Off zwischen beschleunigter Verbrennung
einerseits und steigenden Warmeverlusten andererseits resultiert. Die Notwendigkeit
der fruhzeitigen Auslegung einer optimierten Zylinderinnenstromung kommt damit
wiederum zum Ausdruck.

Ferner konnte durch die Berlicksichtigung der Kraftstoffeinspritzung mittels der Simu-
lation der Zwei-Phasen-Stromung gezeigt werden, dass die hohen Relativgeschwin-
digkeiten zwischen den Kraftstofftropfen und dem umgebenden Medium bei erhdhter
Ladungsbewegung ein schnelleres Verdampfen des Kraftstoffs und damit eine
schnellere Gemischaufbereitung zur Folge haben. Wahrend Konzepte mit erhdhter
Tumble-Stromung grundsatzlich die homogene Kraftstoffverteilung im Brennraum
forderten, stellte sich bei zunehmender Drall-Stromung eine vertikale Schichtung im
Brennraum ein, die zu einem eher mageren Gemisch an der Zundkerze und damit
ungunstigeren Zundbedingungen fuhrt. Dies ist ein wichtiger Aspekt bei der Aus-
legung zukunftiger Brennverfahren mit Kanalabschaltung.

Beim Brennverfahren mit Direkteinspritzung konnte rechnerisch fir den aufgeladenen
Volllastbetrieb eine reduzierte Benetzung der Kolbenoberflache bei erhohter La-
dungsbewegung nachgewiesen werden. Hier zeigte insbesondere eine intensive
Drall-Strdmung bedingt durch das Verwehen des Einspritzstrahls und der schnelleren
Gemischaufbereitung eine deutlich geringere Wandfilmbildung. Parallel am Motoren-
prufstand durchgefuhrte Versuche zeigten eine Absenkung der Kohlenwasserstoff-
und RuB-Emissionen bei erhdhter Ladungsbewegung, womit indirekt ein versuchs-
technischer Nachweis flr die Richtigkeit der Simulationsergebnisse erbracht werden
konnte.

Mit Hilfe der Theorie turbulenter Flammen wurde ein Verfahren entwickelt, das eine
rechnerische Voraussage der Restgastoleranz des Brennverfahrens erlaubt. Dabei
ermdglichen dimensionslose Kennzahlen wie die Karlovitz- und Damkoéhler-Zahl
Aussagen zur Charakteristik der Flammenfront sowie zur Relation chemischer und
turbulenter Zeitskalen. Letztere stellen ein Kriterium fur die Wechselwirkung turbulen-
ter Durchmischung und Reaktionskinetik dar.

Eine Analyse der untersuchten Motor- und Ladungsbewegungs-Varianten im Borghi-
Peters-Diagramm im Hinblick auf die beschriebenen Kennzahlen der Flammen-
theorie und deren Vergleich mit der am Motorenprufstand gemessenen Restgas-
toleranz des jeweiligen Brennverfahrens mit einem Variationskoeffizienten des indi-

zierten Mitteldrucks kleiner 3 % ergab eine mittlere Damkohler-Zahl von 12,5 als
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Grenzwert fur eine stabile Verbrennung. Diese Beobachtung unterscheidet sich von
bisherigen Untersuchungsergebnissen, die die Flammenstabilitat bei stationarer
Verbrennung zum Gegenstand hatten und die Karlovitz-Zahl als kritischen Grenzwert
angaben. Dies ist offensichtlich mit der beschleunigenden Wirkung der Turbulenz auf
die Verbrennung und dem damit verbundenen spateren Zindzeitpunkt und der
grélkeren Bedeutung der Wechselwirkung zwischen den turbulenten und chemischen
Ablaufen im hoch instationaren motorischen Verbrennungsprozess zu begrinden.
Bei zunehmender Turbulenz und starker Zerkltftung der dinnen Reaktionszone sind
eine Ausdunnung der reaktiven Teilchen und ein Abkuhlen der Reaktionszone zu
erwarten, was zur Abnahme der Reaktionsgeschwindigkeit und zum partiellen Ver-
I6schen der Flamme fuhrt und so die Stabilitat des Brennverfahrens begrenzt.

Aus der berechneten Restgastoleranz des Brennverfahrens konnte weiterhin mit Hilfe
der 1D-Simulation die maximal darstellbare externe Abgasrickflhrrate bestimmt
werden. Es konnte wiederum durch eine Gegenuberstellung der gerechneten und
gemessenen Werte gezeigt werden, dass eine verlassliche Voraussage der externen
Abgasruckfuhrraten und damit des Potenzials des jeweiligen Brennverfahrens hin-
sichtlich Verbrauchseinsparung maoglich ist.

Durch die weiter steigenden Rechnerleistungen sind zukulnftig aufwandigere numeri-
sche Modelle mit verbesserter Darstellung der Turbulenz, detaillierter Definition des
Kraftstoffs und einer physikalischen Beschreibung des Zindvorgangs zu erwarten.
Die im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Methode stellt jedoch in jedem Fall eine
Mdglichkeit dar, auf Basis herkbmmlicher CFD-Rechnungen rasch und zuverlassig
Vorhersagen zur Restgasvertraglichkeit eines homogenen Brennverfahrens zu lie-

fern.



Anhang 160

10 Anhang

Uberblick der einzelnen Berechnungsschritte zur rechnerischen Bestimmung

der Restgastoleranz homogener Brennverfahren

Es sollen die Berechnungsschritte, die fur die Voraussage der externen Restgasrate
notwendig sind, noch einmal in Form eines Ablaufschemas dargestellt werden. Auf
eine Erlauterung der einzelnen Schritte wird verzichtet. Es wird vielmehr auf die je-

weiligen Abschnitte dieser Arbeit verwiesen.

1. Fuhre fir den zu berechnenden Motor eine CFD-Simulation unter Einbezie-
hung der Zwei-Phasen-Stréomung in einem Motorbetriebspunkt aus, der fir
den unteren Teillast-Bereich reprasentativ ist.

2. Selektiere bei 720 °’KW (Ziund-OT) die Fluidzellen innerhalb eines Kugelvolu-
mens mit einem Durchmesser von etwa 25 % des Zylinderdurchmessers und
bestimme die GrolRen Druck p, Temperatur T, Luftverhéltnis A und Restgas-

konzentration X, .

3. Leite aus den CFD-ErgebnisgroRen folgende Kennwerte der turbulenten

Verbrennung ab (Mittelwert und Streuung):

= Laminare Flammengeschwindigkeit s; Gleichungen 7.7 und 7.8
* Dicke der Reaktionszone ¢, Gleichung 7.14

= Turbulenzintensitat u’ Gleichung 3.17

» Integrale Lange Ly Gleichung 3.15.2

=  Turbulente Reynolds-Zahl Rer Gleichung 7.17

= Karlovitz-Zahl Ka Gleichung 7.16

= Damkohler-Zahl Da Gleichung 7.15

4, Berechne aus diesen Grol3en die Restgasvertraglichkeit des Brennverfahrens

gemal Gleichung 7.21. Fur die kritische Damkdhler-Zahl Dakgr ist ein Wert
von 12,5 einzusetzen, der jedoch bei abweichenden Modellannahmen im Hin-
blick auf Turbulenz und Kraftstoff andere Werte annehmen kann. In diesem

Fall sind vorherige Validierungsrechnungen notwendig.
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5. Bestimme mit Hilfe der Prozessrechnung einen linearen Zusammenhang zwi-
schen der externen Restgasrate und der gesamten Restgaskonzentration im
Brennraum (siehe Tabelle 3.2).

6. Berechne daraus die maximale externe Abgasrickfihrrate.
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