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Kurzfassung

Um den immer strenger werdenden gesetzlichen Vorschriften zu Kraftstoffver-
brauch und Emissionen gerecht zu werden, ist in der Konzernforschung der Volks-
wagen AG ein Ottomotor mit sehr hohem Variabilitdtsgrad aufgebaut worden.
Die vorgestellten Ergebnisse bewerten die Potenziale von Miller-Steuerzeiten und
externer, gekiihlter AGR an diesem hochverdichteten Brennverfahren mit hoher
Turbulenz einzeln und in ihrer Kombination. Dazu werden ein klopfbegrenzter
und ein NEFZ-relevanter Schwachlast-Betriebspunkt mit optimaler Verbrennungs-
schwerpunktlage experimentell untersucht. Die Bewertung beider Brennverfahren
erfolgt mittles Verlustverteilung.

Es wird gezeigt, dass ein frithes Einlass-Schlieflen (FES/Miller) eine iiberwie-
gend physikalische und die AGR im Wesentlichen chemische Wirkung auf den
Verbrennungsprozess hat. Beides fiihrt zu einer entsprechend langsameren Ener-

gieumsetzung.

Im Schwachlast-Betriebspunkt wird dies durch Entdrosselung, Verbesserung der
Kalorik und Reduzierung der Wandwéarmeverluste iiberkompensiert. Eine weitge-
hende Entdrosselung wird nur mit dem FES-Brennverfahren erreicht. Dennoch
erzeugt eine FES-AGR-Kombination dhnliche Werte beziiglich des Kraftstoffver-

brauchs. Dies ist vor allem auf die deutliche Reduzierung der Wandwérmeverluste
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Kurzfassung

mit AGR zuriickzufiithren. Dariiber hinaus reduziert die AGR die NO4-Emissionen

signifikant.

Im klopfbegrenzten Betriebspunkt iiberlagern sich diese Effekte mit der deutlichen
Frithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage. Beziiglich des Kraftstoffver-
brauchs werden mit dem AGR-Brennverfahren erhebliche Vorteile erzielt, die auch
mit einer Miller-AGR-Kombination nicht erreicht werden kénnen. Mit zunehmen-
dem Aufladegrad wird die Qualitéit der Ladedruckbereitstellung immer wichtiger,
um den Abgasgegendruck und damit die Raten internen, heiffen Restgases mog-
lichst gering zu halten. Die Vorteile des AGR-Brennverfahrens hinsichtlich der
Wandwarmeverluste, der NO,-Emissionen und der Kalorik finden sich auch beim

klopfbegrenzten Betriebspunkt wieder.

Insgesamt zeigt sich, dass das AGR-Brennverfahren einen signifikanten Beitrag zur
Absenkung des ottomotorischen Kraftstoffverbrauches liefert. Ein kombiniertes
Miller-AGR-Brennverfahren hilft vor allem, den Schwachlastbetrieb zu entdrosseln.
Im Hochlastbetrieb sollte der Miller-Grad immer an das AGR-Brennverfahren

angepasst werden.

Zusétzlich bilden die Untersuchungen zum Miller- und AGR-Brennverfahren die
Grundlage fiir ein semi-physikalisches Modell zur Berechnung des Brennverzuges.
Auf Basis einer Druckindizierung im Ansaug- und Auslass-Kanal sowie im Zylinder
liefert eine 0D-Prozessanalyse mit Ladungswechselrechnung die Moglichkeit, die
Gasmasse im Zylinder, die Temperatur und den Druck zum Ziindzeitpunkt, die
AGR-Rate sowie das Verbrennungsluftverhéltnis zu errechnen. Mit den letzten
vier Grofen wird die laminare Flammengeschwindigkeit bestimmt. Dariiber hinaus
wird die turbulente kinetische Energie (TKE) durch die 0D-Prozessanalyse mittels

priifstandsbasierter Durchflussmodelle an den Einlassventilen und innerzylindri-
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scher Modelle zur Berechnung der TKE aus der Tumble-Zahl im Zylinder ermittelt.
Der Brennverzug wird schliefslich iiber ein multifaktorielles Modell, bestehend
aus der TKE zum Ziindzeitpunkt, der Gasmasse im Zylinder und der laminaren

Flammengeschwindigkyeit, errechnet.
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Abstract

In order to comply with the increasingly restrictive legal regulations regarding fuel
consumption and emissions, a gasoline engine with a very high level of variability
has been built up in the research department of Volkswagen. The presented results
evaluate the potentials of Miller-valve-timing and external EGR at this highly
compressed and highly turbulent combustion system, individually and in their
combination. For this purpose, one knock-limited and one NEDC-relevant low load
operating point with optimal centre of combustion is investigated experimentally.
The evaluation of both combustion-systems is realized with a loss split.

It is shown, that an early inlet closure (EIVC/Miller) has a mainly physical and
the EGR essentially chemical effect on the combustion process. Both leads to
correspondingly slower energy conversion.

In the low-load operating point, this is overcompensated by de-throttling, the
improvement of the calorics and the reduction of wall heat losses. A far-reaching
de-throttling is only achieved with the EIVC-combustion-system. Nevertheless, an
EIVC-EGR-combination generates similar values regarding the fuel consumption.
This is mainly caused by the significant reduction in wall heat losses with EGR.

Further the EGR significantly reduces NO-emissions.
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Abstract

At the knock-limited operating point, these effects are superimposed by the
significant early-shift of the combustion centre. Regarding the fuel consumption
significant advantages with the EGR-only-combustion-system are achieved, which
also cannot be reached by a Miller-EGR-combination. With increasing charging
rate the quality of the boost pressure supply is becoming more and more important
in order to keep the exhaust back pressure and thus the rates of internal, hot
residual gas as low as possible. Furthermore, advantages of the EGR-combustion-
system with regard to the wall heat losses, NO,-emissions and calorics can be

found again.

Overall, it should be noted that a gasoline engine with optimum fuel economy can
only be set up with an EGR-combustion-system. An additional Miller-combustion-
process mainly helps, to de-throttle the low-load operation. In high-load operation,

the Miller-rate should always be adapted to the EGR-combustion-process.

Additionally the investigations regarding the Miller- and EGR-combustion-system
are the basis for a semi-physical modell to calculate the combustion delay. A 0D-
simulation based on a pressure indexing in intake and exhaust manifold as well as
in the cylinder, including a charge-change calculation, results in the determination
of the innercylindric gas mass, the temperature und pressure at ignition timing,
the EGR-rate and the combustion air ratio. With the last four of these the laminar
burning velocity is calculated. Moreover the turbulent kinetic energy (TKE) is
determined by the 0D-simulation due to test-bench-based flow-models at the inlet
valves and innercylindric models to calculate the TKE out of tumble number in
the cylinder. The burning delay is finally determined via a multi-factorial model
created out of the TKE at ignition timing, the gas mass in the cylinder and the

laminar burning velocity.
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1. Motivation und Zielsetzung der
Arbeit

Die mit der Ressourcenverknappung und -verteuerung einher gehende Notwendig-
keit nach immer umweltvertraglicheren und effizienteren Fahrzeugen resultiert in
besténdig weiter verschirfte Abgas-Vorschriften mit entsprechend ambitionierten
Anforderungen hinsichtlich der Schadstoff- und COy-Emissionen des Verbrennungs-
motors. Vor diesem Hintergrund werden in Zukunft ausschlieflich héchst-effiziente
und sehr schadstoffarme Aggregate den Weg in die weltweit wichtigsten und am
strengsten limitierten Méarkte in den USA, Chinas und der EU finden. Kontrér
dazu muss dem Kundenwunsch nach steigendem Komfort und Fahrdynamik sowie
diversen Kostenzielen, sowohl innerhalb der Unternehmen, als auch beim Kunden
entsprochen werden. Die vorliegende Arbeit liefert zweierlei Beitrag, die kiinftige
Motorenentwicklung weiterhin in diesem sehr angespannten Zieldreieck zu halten.
Einerseits fiihrt die steigende Komplexitiat des Gesamtsystems ,Fahrzeug-Antrieb®
dazu, dass neue Motorkonzepte in signifikantem Umfang in einer virtuellen Pro-
duktentwicklung abgebildet werden miissen. Diese virtuellen Methoden sind durch
den gesamten Produkt-Entwicklungs-Prozess weit verbreitet und mittlerweile
etablierte und anerkannte Werkzeuge. Ein Standardwerkzeug ist hierbei die Pro-
zessanalyse auf Basis einer 0D-Simulation der Verbrennung, die bei iiberschaubarer
Rechenzeit und guter Genauigkeit eine detaillierte Analyse der Energieumsetzung
im Brennraum ermoglicht. Bisher ist der Brennverzug in solchen Simulationen
unbekannt. Wiese zeigt in [Wie09| ein Brennverzugsmodell, welches den Brenn-
verzug auf Basis sehr detaillierter 3D-CFD-Simulationen errechnen kann. Ziel des
in dieser Arbeit gezeigten, teil-physikalischen und auf Versuchsdaten basieren-

den Brennverzugs-Modells ist es, die Vorteile der deutlich geringeren Rechenzeit



1. Motivation und Zielsetzung der Arbeit

einer 0D-Prozessanalyse beizubehalten. Der Brennverzug soll trotz signifikant
eingeschrankter Datenbasis, v.a. im Hinblick auf die lokale Verteilung einzelner
Einflussgrofsen auf die Verbrennung im Brennraum, korrekt errechnet werden.
Weiterhin kommt das Modell bei sehr guter Ergebnisqualitdt in Bezug auf die
Brennverzugs-Berechnung mit einem minimalen Parametersatz aus, um auch fiir

eine online-Prozess-Simulation geeignet zu sein.

Neben diesem Beitrag zur weiteren Verbesserung der Simulation der Verbren-
nungsablaufe, arbeitet die vorliegende Dissertation andererseits experimentell
ein Optimierungspotential fiir bisher bestehende Brennverfahren heraus. Aktuell
wird den immer weiter verscharften CO,- und Schadstoff-Emissions-Vorschriften
am Ottomotor herstelleriibergreifend mit dem Miller-Brennverfahren begegnet.
Demmelbauer et al. zeigen in [DEPGW17] ein solches Konzept von Volkswagen.
In der vorliegenden Dissertation wird zusétzlich zum Miller-Brennverfahren das
Potential einer externen und gekiihlten Niederdruck-AGR gezeigt, mit der die CO»-
und Schadstoff-Emissionen bei zielfiihrender Kombination beider Brennverfahren

signifikant abgesenkt werden kénnen.



2. Stand der Brennverfahrenstech-

nik

Die physikalischen und chemischen Prozesse innerhalb des Zylinders beeinflussen
die ottomotorische Verbrennung mafsgeblich. Einerseits wird die Flammenaus-
breitung in einem Ottomotor signifikant von der Zylinderinnenstrémung und der
sich daraus ergebenden Turbulenzintensitéit beeinflusst. Andererseits bilden die
chemischen Reaktionen der Kohlenwasserstoffe die Grundlage der Enthalpiefrei-
setzung des Kraftstoffes im Brennraum. Daher werden im folgenden Kapitel die
chemischen und physikalischen Grundlagen der ottomotorischen Energieumsetzung
erlautert. Basierend darauf erfolgt eine detaillierte theoretische Betrachtung der

Einflussnahme auf die Verbrennung durch Miller- und AGR-Brennverfahren.

2.1 Die motorische Verbrennung

Die im Kraftstoff chemisch gebundene Energie wird verbrennungsmotorisch langs
einer Flammenfront in thermische Energie umgesetzt. Diese Flammenfront be-
wegt sich mit zunehmendem Verbrennungsfortschritt durch das Gemisch, bevor
sie am Ende der Verbrennung die Brennraumwénde erreicht. Hierbei bestimmt
die Zylinderinnenstromung im Gegensatz zur Geschwindigkeit der chemischen
Einzelreaktionen die Ausbreitung der Flammenfront mafgeblich. Die Reaktionsei-
genschaften des Kraftstoff-Luft-Gemisches sind hier in geringerem Mafe wirksam.
Daraus kann abgeleitet werden, dass die ottomotorische Verbrennung im We-

sentlichen von der Ladungsbewegung und dem resultierenden Turbulenzniveau

3



2. Stand der Brennverfahrenstechnik

getrieben wird. [Heill| Zur Charakterisierung des Flammenfortschritts im Brenn-
raum konnen die laminare und turbulente Flammengeschwindigkeit herangezogen

werden.

Laminare Flammengschwindigkeit

Da die laminare Flammengeschwindigkeit zur Beschreibung des Verbrennungsbe-
ginns dient und die beschreibenden Gleichungen die Grundlage unterschiedlicher
Modelle sind, besitzt sie bzgl. der Verbrennungsmodellierung einen sehr grundle-
genden Charakter. Grundsétzlich beschreibt die laminare Flammengeschwindigkeit
die Flammenausbreitung in einem ruhenden Luft-Kraftstoff-Gemisch [Heill]. Met-
galchi und Keck beschreiben die laminare Flammengeschwindigkeit in [MKS82]

folgendermafen:

sl:sl,o-(n>a~(p>6-(1—c3-f3) (2.1.1)

Ty Do
Hierin sind Ty und py Temperatur und Druck unter Normbedingungen (T =

298,15 K und py = 1013 mbar). fr beschreibt das Luftverhaltnis des Restgases

und cg den Einfluss des Restgases auf die Flammengeschwindigkeit.

Giiltigkeitsbereiche
a B
[1] [1] A T P
[1] [K] [bar]
Metghalchi |, 15 0,8 (i - 1) -0,16 + 0,22(l - 1) 0,83-1,25 | 298-700 04-5
und Keck A A
Gilder 1,56 20,22 0,83-1,25 | 300-700 1-8
Bradl
: ale 4 1,07 : 1,01 20,282 : -0,348 1-1,25 | 358-450 1-10
Mller 2 -0,27 1 298 - 800 1-40
et al.

Abbildung 2.1.1: Parameter der laminaren Flammengeschwindigkeit fiir Iso-Oktan
[Heill], [MK82]

Abbildung 2.1.1 zeigt die von Metghalchi und Keck, Giilder, Bradley et al. sowie
Miiller et al. in [MKS82], [Giil82], [BHL*98] und [MBP97| ermittelten Parameter

der laminaren Flammengeschwindigkeit.
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2.1. Die motorische Verbrennung

Die in Formel (2.1.1) verwendete laminare Flammengeschwindigkeit bei atmo-

sphérischen Bedingungen s; errechnen Metghalchi und Keck aus:

_poem (Lo LY (2.1.2)
51,0 = Dm A \ A L.
Hierin sind B,,, B, und \,, kraftstoffabhéngige Grofen. Dabei wird das Maximum
B, der laminaren Flammengeschwindigkeit s; bei dem Verbrennungsluftverhalt-
nis A, erreicht. Metghalchi und Keck weisen fiir die vier von ihnen untersuchten

Kraftstoffe die in Abbildung 2.1.2 gezeigten Werte aus.

Kraftstoff B B A
[cm/s] [cm/s] [1]

Methanol 36,9 -140,5 0,90
Propan 34,2 -138,7 0,93
Iso-Oktan 26,3 -84,7 0,88
Benzin 30,5 -54,9 0,83

Abbildung 2.1.2: Kraftstoffabhéngige Parameter der laminaren Flammengeschwindig-
keit unter Normbedingungen [Heill|, [MK82]

Den in Formel (2.1.2) gezeigten Zusammenhang veranschaulicht Abbildung 2.1.3

graphisch.

- 40
9 i
=) As o= -26%
Eg T

ORETY |

52 ¢ /

E é& 20—
O o -

= S a 10 \
g | Verdinnung = 25%
(]
L 0 I I I T I

0,6 0,8 1,0 1,2 1,4 1,6
Verbrennungsluftverhaltnis
A[1]

Abbildung 2.1.3: Laminare Flammengeschwindigkeit fiir Benzin in Abhéngigkeit des
Verbrennungsluftverhéltnisses unter Normbedingungen [Heill]
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Ersichtlich ist das Maximum der laminaren Flammengeschwindigkeit beim Verbren-
nungsluftverhéltnis B,, = 0,83. Ebenso zeigt sich in Richtung tiberstéchiometrischer
Gemische ein deutlich kleinerer Gradient der laminaren Flammengeschwindig-
keit als bei unterstochiometrischen Gemischen. Eine 25 %-ige Verdiinnung mit
Luft fithrt hier bspw. im Vergleich zu stochiometrischen Bedingungen zu einer

Verringerung der laminaren Flammengeschwindigkeit von ca. 26 %.

Am verwendeten Versuchs-Aggregat wird kennfeldweit ein stochiometrischer Be-
trieb realisiert. Die Verdiinnung erfolgt nicht mit Luft, sondern mit Abgas. Den
Einfluss einer Verdiinnung des Kraftstoffdampf-Luft-Gemisches mit Abgas im fiir
den Motorbetrieb relevanten Bereich formuliert Rhodes in [RK85| unabhéngig
von Druck, Temperatur und Luftverhéltnis der unverbrannten Zone mit einer

Erweiterung von Gleichung (2.1.1):

- - < N\0,7T
si(Zra) =51 (Tre =10) - (1 —2,06 (Zre)""") (2.1.3)
1,0 \
5 \XA S0 & -60%
() 9: 018 '
525 - \
£%1 06 N
5.2 ~
5 0%
252 04
=59 -|AGR-Rate = 20%
® E»< 0,2—= Verdiinnung = 25% N
59 -
[ 0,0
0,0 0,1 0,2 0,3
AGR-Anteil
Xre [1]

Abbildung 2.1.4: Laminare Flammengeschwindigkeit in Abhéngigkeit der Verdiinnung
mit Abgas [RK85|, [Heill]

Abbildung 2.1.4 veranschaulicht den in Gleichung (2.1.3) gezeigten Zusammen-
hang graphisch. Bei einem Verdiinnungsiquivalent von 25 % ergibt sich bei der
Verdiinnung der Zylinderladung mit Abgas ggii. der Verdiinnung mit Luft eine
deutlich groftere Verringerung der laminaren Flammengeschwindigkeit von ca.
60 %.



2.1. Die motorische Verbrennung

Die laminare Flammengeschwindigkeit geht als wichtiges Charakteristikum der
ottomotorischen Verbrennung in das im Kapitel 5 hergeleitete Brennverzugsmodell
ein. Hierzu wird sie, wie Perlman in [Per15| vorstellt, in Abhéngigkeit von Druck

und Temperatur zum ZZP, Verbrennungsluftverhéltnis und AGR-Rate ermittelt.

Turbulente Flammengeschwindigkeit

Die ottomotorische Verbrennung wird nach einer laminaren Startphase haupt-
séchlich von der Turbulenz im Brennraum getrieben. Mafgeblich ist hierbei die
Interaktion der Flamme mit den durch die Ladungsbewegung im Brennraum
entstehenden Wirbeln. Diese faltet die Flammenfront, was im Resultat zu einer
Vergroferung der Flammenober- und reaktiven Fliche fiithrt. Die vergrofserte
Flammenfront breitet sich der Modellvorstellung nach lokal weiter mit laminarer
Flammengeschwindigkeit aus, sodass sich die effektive Flammengeschwindigkeit
auf Grund der beschriebenen Vergrofserung der Flammenoberfliche erhoht. Abbil-
dung 2.1.5 illustriert eine vorwiegend laminare (links) und turbulente Flamme
(rechts).

0% -:I 100% OH-Fluoreszenz-Intensitat

Abbildung 2.1.5: 2D-Laser-Lichtschnitt (OH-LIF) im Brennraum eines Ottomotors
zur Illustration einer vorwiegend laminaren (links) und turbulenten
Flamme (rechts) [BMWT90]

Zur Beschreibung der am Ottomotor fiir den Flammenfortschritt mafsgeblichen tur-

bulenten Flammengeschwindigkeit schlagen Damkéhler und Shehelkin in [Dam26|

7



2. Stand der Brennverfahrenstechnik

und [Shc43| sehr &hnliche Ansétze vor, die in den Gleichungen (2.1.4) und (2.1.5)
gezeigt sind.

!/
St,Damkéhler = <1 +C- 2) - 8 (2.1.4)

S

,u//
St,Shehelkin = ([ 1 44 - Pl (2.1.5)
!

Bei beiden Ansétzen ist u’ das lokale Turbulenzniveau. Merker gibt hierfiir in

[MSSO04| folgenden Zusammenhang an:

u = == (2.1.6)

Beide Ansétze weisen somit die turbulente kinetische Energie k als mafigeblichen

Einflussfaktor auf die turbulente Flammengeschwindigkeit aus.

2.2 Niederdruck-Abgasriickfiihrung

Der folgende Abschnitt erldutert die generellen Wirkmechanismen der AGR.
Prinzipiell wird zwischen interner und externer AGR unterschieden, wobei die
externe AGR als Hoch- oder Niederdruck-System ausgelegt sein kann. Jeder dieser
drei Arten der AGR sind unterschiedliche Vor- und Nachteile bspw. in Bezug auf
konstruktive Anforderungen oder die innermotorische Energieumsetzung inhérent.
Abbildung 2.2.1 zeigt schematisch die unterschiedlichen Moglichkeiten zur AGR.

Abgasruckfihrung ‘
interne AGR externe AGR
l l
[ [ | [ 1
Vorlagern . Rickhalten )
ins Saugrohr Ricksaugen im Zylinder Hochdruck-AGR Niederdruck-AGR
N | |
Uber spate tber 2. Auslass- heiBe AGR kalte AGR
Ventilliberschneidung ventil-Hub

Abbildung 2.2.1: Ubersicht iiber die moglichen AGR-Pfade



2.2. Niederdruck-Abgasriickfiihrung

Das primére Ziel der AGR am Ottomotor liegt in der Absenkung des Kraftstoff-
verbrauches. Hauptsédchlich dient die AGR hierbei als Klopfschutz, was signifikant
frithere Verbrennungsschwerpunktlagen erlaubt. Weiterhin dient die AGR dazu,
die Stickoxid-Emissionen auch vor dem Hintergrund der Emissionsmessung im
Realfahrbetrieb (RDE) konsequent abzusenken. |Gol05]

Anders als beim Dieselmotor wird die AGR am Ottomotor unter der Forderung
eines zur Abgasnachbehandlung notwendigen, konstanten Verbrennungsluftver-
héltnisses von A=1,0 additiv verwendet und erhéht somit die Ladungsmasse.
Um das Verbrennungsluftverhéltnis und die angesaugte Luftmasse bei steigender
AGR-Rate konstant zu halten, muss der Saugrohrdruck erhoht werden. Damit
sinken die Ladungswechselverluste im Teillastbetrieb des Motors, was sich giinstig
auf den Teillast-Wirkungsgrad auswirkt [Gol05|. Ein weiterer Effekt der erhohten
Ladungsmasse ist nach Funk in [Fun01| die damit verbundene Absenkung des
Sauerstoffanteils und -partialdruckes in der Zylinderladung. Dies verringert, wie
bereits in Abschnitt 2.1 gezeigt, die laminare und turbulente Flammengeschwindig-
keit. Damit verlangert die AGR die Brenndauern. Ladommatos et al. identifizieren
in [LAZH96a| den sog. Verdiinnungs- oder Inertgaseffekt als groften Beitrag zur
temperatursenkenden Wirkung durch die AGR. Die extern riickgefiihrten und
chemisch bereits umgesetzten Abgasbestandteile nehmen als Inertgas nicht an
der Verbrennung teil; interne AGR hingegen kann auf Grund seiner vergleichs-
weise hohen Temperatur und seinem Radikal-Gehalt nicht als Inertgas betrachtet
werden. In Kombination mit der abgesenkten Flammengeschwindigkeit fithrt die
zusétzliche Inertgasmasse dazu, dass sich die durch die Verbrennung freigesetzte
Energie auf eine grofere Zylinderladungsmasse verteilt. Im Ergebnis sinken das
lokale und globale Temperaturniveau. [LAZH96a]

Das abgesenkte Temperaturniveau wahrend der Verbrennung wirkt sich posi-
tiv auf den Wirkungsgrad des Motors aus. Die AGR ist durch das abgesenkte
Temperaturniveau ein wirksames Mittel zur Absenkung der Wandwéarmeverluste.
Weiterhin zeigen Kuberczyk und Ladommatos et al. in [Kub08] und [LAZH964],
dass hohe Gastemperaturen zu einem ausgepriagten Anstieg der Warmekapazité-
ten fiihren. Sie begriinden dies mit der endothermen Dissoziation von H,O und
CO3 in Hy, Og und CO. Dabei wird dem Arbeitsgas Wéarme entzogen und der
Isentropenexponent abgesenkt. Als Folge verringern sich die verrichtete Arbeit

und dementsprechend der Wirkungsgrad. Niedrige Gastemperaturen wahrend
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der Verbrennung fiihren also zu einer wirkungsgradgiinstigen Kalorik. Dariiber
hinaus verringert die AGR iiber die abgesenkten Spitzentemperaturen wahrend
der Verbrennung die Stickoxid-Emissionen mafgeblich [Gol05|. Ladommatos et al.
weisen hierzu in [LAZH96b|, [LAZH97a| und [LAZH97b] aus, dass der Einfluss der
Dissoziation auf die Stickoxid-Emissionen in etwa in der gleichen Grofenordnung
liegt wie der der Temperaturabsenkung durch die Ladungsverdiinnung mit inertem
Abgas.

Ein Effekt, der aus der beschriebenen Absenkung der Reaktivitdt und Temperatur
der Zylinderladung mit steigenden AGR-Raten resultiert, ist ein deutlich abge-
senktes Risiko irreguldrer Verbrennungen am Ottomotor. Daraus ergibt sich im
klopfbegrenzten Motorbetrieb die Moglichkeit, die Verbrennungsschwerpunktlage
signifikant nach frith zu verlegen.

Die Grenzen der AGR bei der ottomotorischen Verbrennung ergeben sich aus der
durch die AGR immer stéirkere Verschleppung der Verbrennung. Die Entflam-
mung wird mit steigenden AGR-Raten auf Grund der hoheren Gemischdichte
und sinkenden Reaktivitat zunehmend erschwert. So fiihrt die ausgepragte Fr-
hoéhung der AGR-Raten zu immer stérkeren zyklischen Schwankungen bis hin
zu Ziindaussetzern. Ebenso erhoht die AGR die Emissionen an unverbrannten
Kohlenwasserstoffen. [Gol05]

Die Abgasnachbehandlung mittels 3- und 4-Wege-Katalysator (3-Wege-Katalysator
inkl. Partikelfilter) setzt die vermehrt emittierten HC-Emissionen allerdings derart
effizient um, dass sie zu keinem Zeitpunkt bzgl. der gesetzlichen Emissionierung re-
levant werden. Wirkungsvolle Mafnahmen zur Steigerung der AGR-Vertréglichkeit
sind bspw. die Erhéhung der Ziindenergien und eine konsequente Auslegung der
Einlasskanéle und Brennraumgeometrie auf eine moglichst intensive Ladungsbe-
wegung. Ottomotorisch zeigt sich hier ein deutlicher Vorteil bei der Auspriagung

der Ladungsbewegung als Tumble im Gegensatz zu einem Drall.

Insgesamt wird die AGR am Ottomotor mit dem Ziel der Verbrauchssenkung
implementiert. Sie bietet hauptsédchlich Optimierungspotenziale in Bezug auf
die Ladungswechsel- und Wandwéarmeverluste, die Kalorik wahrend der Verbren-
nung sowie die Stickoxid-Emissionen. Im klopfbegrenzten Motorbetrieb liegen
die grofsten Verbrauchspotenziale in der moglichen Friithverschiebung der Ver-
brennungsschwerpunktlage durch ein deutlich abgesenktes Risiko der irreguléren

Verbrennung, wie bspw. Klopfen.
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2.2. Niederdruck-Abgasriickfithrung

Abbildung 2.2.2 zeigt eine mogliche konstruktive Umsetzung der Niederdruck-
AGR. Bei der Niederdruck-AGR wird das Abgas nach Turbine entnommen und
der Frischluft vor dem Verdichter zugefiihrt. Uber weite Kennfeldbereiche liegt
somit ein zur AGR giinstiges Druckgefille zwischen Abgas- und Frischluftseite
vor. |Gol05] Bei sehr kleinen Drehzahlen und Lasten kann es dazu kommen, dass

Abgasdruck nach Turbine und Druck vor Verdichter auf dhnlichem Niveau liegen.

7
AGR-

Luftklappe Kiihler

AGR-
Filter

Abbildung 2.2.2: Veranschaulichung einer konstruktiven Moglichkeit zur externen
Niederdruck-Abgasriickfithrung (iibrige Fluidfiihrungen und Bauteile
ausgegraut)

Um dem Verbrennungsprozess trotzdem grofsere Mengen Abgas beimischen zu
konnen, kann der Luftstrom vor Verdichter mit einer Luftklappe gedrosselt wer-
den. Hierbei sind 30-50 mbar Druckdifferenz ausreichend, um die gewiinschten
AGR-Mengen zuverléssig einzuregeln. Da ein vollstédndig entdrosselter Betrieb im
Niedriglast-Bereich am Ottomotor auch mit einem sehr hochvariablen Ventiltrieb

auf der Einlasseite nicht zu realisieren ist, muss der Frischluftstrom auch ohne

11
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AGR gedrosselt werden. Somit erhoht die Verlagerung eines Teils der Gesamt-
Drosselung vor Verdichter die Drosselverluste nicht. Ebenso wére eine zusatzliche
Aufstauung des Abgases denkbar, die allerdings zu erhohten Ausschiebeverlus-
ten und vermehrt riickgehaltenem Restgas im Zylinder fiihrt. Letzteres wird am
Ottomotor v.a. in klopfbegrenzten Betriebsbereichen kritisch, die bei kleinen Dreh-
zahlen bereits bei niedrigen Lasten erreicht werden konnen. Insgesamt zeichnet
sich diese Konfiguration durch eine sehr genaue Regelbarkeit aus.

Die Entnahme des Abgases zur externen Niederdruck-AGR sollte erst nach Ka-
talysator und Partikelfilter erfolgen. Somit wird das Risiko der Verlackung und
Versottung an AGR-Kiihler und AGR-Filter deutlich reduziert. Ebenso kann damit
der Verdichter des Turboladers nicht nur vor Tropfenerosion, sondern auch vor

dem ungiinstigen Einfluss der vom Motor emittierten Partikel geschiitzt werden.

Nach Analyse der Vor- und Nachteile der verschiedenen Moglichkeiten zur AGR
findet am Versuchstrager die gezeigte Variante der externen Niederdruck-AGR

Verwendung.

2.3 Miller-Brennverfahren

Im folgenden Abschnitt werden die grundsétzlichen Wirkmechanismen eines Miller-
Brennverfahrens hinsichtlich der sehr umfassenden Optimierungspotentiale der
ottomotorischen Energieumsetzung erlautert. Als Miller-Steuerzeit wird im Rah-
men dieser Arbeit ein ES vor UT definiert.

Im Teillastbetrieb ermoglicht der frithe ES, den Einlassvorgang auf héherem
Druckniveau zu realisieren, was zur Entdrosselung mit entsprechend verringerten
Ladungswechselverlusten fithrt [SBKG14] (Vgl. Abbildung 6.1.6 in Abschnitt 6.1.2).
Im aufgeladenen Motorbetrieb liegt der Fokus hauptséchlich auf der Vorexpansi-
on der Zylinderladung nach ES, die in deutlich geringere Ladungstemperaturen
resultiert [BAS13|. Hierdurch koénnen die kalorischen Eigenschaften der Zylin-
derladung wahrend der Verbrennung verbessert werden [Kub08|. Ebenso wird
damit die Klopfneigung reduziert. Letzteres ist vor dem Hintergrund der mit dem
Downsizing der Motoren verbundenen deutlich ansteigenden thermischen und
mechanischen Belastung und einer Anhebung der geometrischen Verdichtung zur

Wirkungsgradverbesserung von enormer Wichtigkeit. Abbildung 2.3.1 zeigt hierzu
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2.3. Miller-Brennverfahren

exemplarisch an einem Hochlast-Betriebspunkt, wie ein Miller-Brennverfahren
am Ottomotor mit entsprechend verringerter Klopfneigung zur Verbesserung des

Wirkungsgrades durch einen Friihzug der Verbrennung genutzt werden kann.
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Abbildung 2.3.1: exemplarische Veranschaulichung der Wirkungsweise von Miller-
Steuerzeiten an einem Auflade-Betriebspunkt nach [SBKG14]

Anders als am Dieselmotor liegt der Fokus des Miller-Brennverfahrens am Ot-
tomotor nicht auf einer Optimierung der Emissionen, sondern vorrangig in der
Wirkungsgradverbesserung und Leistungssteigerung [SBKG14].

Weiterhin ist zu beachten, dass ein Miller-Brennverfahren deutlich héhere An-
forderungen an den Ladedruck und damit an die gesamte Auflade-Gruppe stellt.
Vor allem der beim Miller-Brennverfahren mit konstantem Luftdurchsatz und
erhohtem Verdichter-Druckverhéltnis einher gehenden Annéherung des Verdichter-
Betriebspunktes an die Pumpgrenze (Vgl. Abbildung 6.2.7 in Abschnitt 6.2.1) sollte
besondere Beachtung zukommen. Hierbei verschérft die konzeptionelle Umsetzung
der meisten variablen Ventiltriebe die Anforderungen an die Auflade-Gruppe.
Abbildung 2.3.1 (links) zeigt ein mit Frithverschiebung des ES abnehmenden
Ventilhub. Dies ist aus Griinden der mechanischen Festigkeit des Ventiltriebes
notwendig. Der sinkende Ventilhub bedingt erhohte Ladungswechselverluste. So-
mit muss ein Miller-Brennverfahren als Kompromiss zwischen moglichst starkem
Miller-Effekt und ausreichendem Ventilhub erfolgen. [BAS13|

Ein weiterer Aspekt des frithen ES ist die Beeinflussung der Ladungsbewegung.
Hier weisen Scheidt et al. in [SBKG14]| eine signifikante Verringerung der TKE
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2. Stand der Brennverfahrenstechnik

im Brennraum bei frithem ES aus, was mit den spéter im Abschnitt 6.1.2 in Ab-
bildung 6.1.9 gezeigten Ergebnissen der Ladungsbewegung korreliert. Abbildung
2.3.2 illustriert diesen Zusammenhang exemplarisch an einem Saugbetriebspunkt

bei n = 2000 min~! und p,,. = 2 bar.
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Abbildung 2.3.2: exemplarische Veranschaulichung der Wirkungsweise von Miller-
Steuerzeiten an einem Auflade-Betriebspunkt nach [SBKG14]

Es ist zu sehen, dass eine Friihverschiebung des ES mit entsprechend verringertem
Ventilhub dazu fithrt, dass das Turbulenzniveau signifikant negativ beeinflusst
wird. Als Resultat weisen Scheidt et al. fiir die ottomotorische, turbulenzgetrie-
bene Energieumsetzung in [SBKG14| ldngere Brenndauern und eine geringere
Restgasvertraglichkeit aus. Die Ursache dieser Beeintrichtigung der TKE findet
sich in einer deutlich langeren Dissipationszeit des Tumbles, die in eine verstarkte
Umwandlung von TKE in Warme bis zum ZZP resultiert. Die Verlangerung der
Brenndauer kann hierbei derart signifikant ausfallen, dass sie zum vorzeitigen
Erloschen der Flamme fiihrt und somit auch den Umsetzungs-Wirkungsgrad
beeintréchtigt. [SBKG14]

Die Ausfithrungen hochvariabler Ventiltriebe, die ausgepriagte Miller-Steuerzeiten
erlauben, kann mechanisch (UniValve™  KSPG GmbH [Piel7]), elektrisch oder
hydraulisch (UniAir™ Schaeffler-Gruppe [SGH10]) erfolgen.

Insgesamt bieten Miller-Steuerzeiten die Moglichkeit, den Saugbetrieb des Motors
deutlich zu entdrosseln.

Im Auflade-Betrieb dienen die Miller-Steuerzeiten zur Absenkung der Ladung-
stemperatur. Hieraus ergeben sich am Ottomotor mehrere Vorteile. Die Klopfnei-

gung wird abgesenkt, wodurch die geometrische Verdichtung angehoben werden
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2.3. Miller-Brennverfahren

kann, die kalorischen Eigenschaften wahrend der Verbrennung werden verbessert
und die Leistung des Aggregates kann gesteigert werden. Um diese Potentiale
vollumfénglich erschliefsen zu kénnen, muss den Herausforderungen des Miller-
Brennverfahrens begegnet werden. Die Anforderungen an die Auflade-Gruppe
sind signifikant hoher und ein frither ES beeintrichtigt die Ladungsbewegung und

Turbulenz im Brennraum nachhaltig.

15






3. Versuchswerkzeuge

Grundlage sowohl des Brennverzugs-Modells als auch des thermodynamischen
Vergleiches von AGR- und Miller-Brennverfahren sind am Motor-Priifstand ge-
wonnene Messdaten. Im folgenden Kapitel werden daher der Aufbau und die
Besonderheiten des Versuchstriagers erlautert. Weiterhin befasst sich dieses Kapi-

tel mit der notwendigen Messtechnik und ihrer Positionierung.

3.1 Versuchstrager

Das vorliegende Versuchsaggregat ist ein umfassend modifizierter und mit ei-
ner Reihe von zusétzlichen Variabilititen ausgestatteter 1,51-Motor der EA211-
Motorenfamilie des Volkswagenkonzerns mit einer Bohrung von 76,5 mm und
einem Hub von 81,5 mm. Hierbei ist bewusst ein technologischer Maximalansatz
gewahlt worden, um bewerten zu konnen, inwiefern sich die Kombination ein-
zelner Systeme in sinnvolle Synergien oder iiberfliissige Redundanzen auswirkt.
Der Motor ist mit einem homogenen Brennverfahren und einem Verdichtungs-
verhéltnis von € > 14 versehen. In Abbildung 3.1.1 ist einleitend der generelle
Motorautbau an Hand des Gaspfades gezeigt. Das Aggregat wird thermodyna-
misch, trotz der bei Ottomotoren vergleichsweise hohen Abgastemperaturen, mit
einem VTG-Turbolader aufgeladen. Dieser bietet im Hinblick auf die jeweiligen An-
forderungen an den Ladedruck iiber weite Betriebsbereiche des Motors sehr grofte
Variabilitat. Gekiihlt wird die komprimierte Ladeluft nach der Verdichtung iiber
einen variabel ansteuerbaren Luft-Wasser-Ladeluftkiihler. Abgasseitig verlédsst das
Verbrennungsgas den Zylinder durch einen package-optimierten, zylinderkopfinte-

grierten Kriimmer, der das Abgas auf die VI'G-Turbine des Turboladers leitet.
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3. Versuchswerkzeuge

Direkt nach der Turbine befindet sich die Entnahmestelle zur Abgasanalyse, be-
vor das Abgas durch den 3-Wege-Katalysator und einen Partikelfilter gefiihrt wird.
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Abbildung 3.1.1: Aufbau des Versuchstriagers

Als AGR-Konzept wird die in Kapitel 2.2 gezeigte Niederdruck-AGR verfolgt.
Damit kann nach Behandlung des Abgases in 3-Wege-Katalysator, Partikelfilter,
AGR-Filter und AGR-Kiihler vergleichsweise sauberes und trockenes Abgas vor
den Verdichter eingeleitet werden. Dies hat den Vorteil, dass das Abgas-Luft-
Gasgemisch im Zuge der Verdichtung in hohem Mafte homogenisiert wird. Dies
ist bei der klassischen Hochdruck-AGR, bei der das Abgas mit entsprechendem
Druck noch vor der Turbine entnommen wird und nach dem Verdichter gegen
den Ladedruck der Ladeluft beigemischt werden muss, nur begrenzt moglich.
Ein anderes Hochdruck-AGR-Konzept, bei dem das Abgas vor dem Verdichter
eingeleitet wird, weist immer einen von zwei signifikanten Nachteilen auf. Entweder
die Anordnung von Abgasturbolader-Turbine und AGN verbleibt wie in Abbildung
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3.1. Versuchstriager

3.1.1 gezeigt. Dann wirkt feuchtes und vergleichsweise stark partikelhaltiges Abgas
sehr abrasiv auf den Verdichter und es kann nicht ausgeschlossen werden, dass das
Wasser im Abgas teilweise kondensiert und es zu Fliissigkeitsschldgen im Verdichter
kommt. Diese konnen den Verdichter sehr schnell und nachhaltig schidigen. Abhilfe
wiirde hier die Anordnung der Turbine nach der AGN schaffen. Dann wére das
Abgas weniger wasser- und partikelhaltig. Da das Abgas aber auf dem Weg
durch die AGN sehr stark an Enthalpie verliert, sinkt bei dieser Anordnung der
Wirkungsgrad der Aufladegruppe erheblich. Bei dem gewéhlten Niederdruck-AGR-
Konzept konnen beide Nachteile sehr wirkungsvoll umgangen werden. Weiterhin
stellt sich iiber weite VT G-Bereiche ein positives Spiilgefille iiber den Motor ein.
Zur hochgenauen Einregelung des geforderten Abgasmassenstromes befindet sich
in der Niederdruck-AGR-Strecke eine Drosselklappe. Um der Ladeluft auch bei
ungiinstigen Druckverhéltnissen zwischen AGR-Strecke und Luftpfad ausreichend
Abgas beizumengen, ist in der Luftstrecke vor dem Verdichter eine Luftklappe
verbaut, die die angesaugte Ladeluft bei Bedarf zusétzlich androsselt und so ein

ausreichend groftes Druckgefille zwischen AGR- und Ladeluft-Strecke sicherstellt.

Die Direkteinspritzung des Kraftstoffes erfolgt an diesem Motor vor dem Hinter-
grund der Vorteile beim Katalysator-Heizen mit einem Einspritzventil in zentraler
Lage. Um die als Tumble ausgelegte Zylinderinnenstrémung und das in den Brenn-
raum eingebrachte Kraftstoffspray moglichst ideal aufeinander abzustimmen, sind
im Vorfeld eine Vielzahl von unterschiedlichsten Kraftstoffsprays sowohl mit Hilfe
von 3D-CFD-Simulationen, als auch motorischen Messungen hinsichtlich ihrer
Auswirkungen auf Emissionssverhalten und Kraftstoffverbrauch untersucht wor-
den. Im Zuge dessen findet aktuell ein 6-Loch-Magnetspulen-Injektor der Fa.
Bosch Verwendung. Dieses Spray wurde speziell auf eine durch High-Tumble-
Einlasskanile, Ventilmaskierungen und eine Mulden-Kolbengeometrie sehr stark

forcierte Tumble-Stromung im Brennraum ausgelegt.
Die Ziindung erfolgt mit einer konventionellen Haken-Ziindkerze in zentraler Lage.

Weiterhin ist der Motor mit einem hochvariablen Ventiltrieb, bestehend aus
je einem Phasensteller an Aus- und Einlassnockenwelle sowie der stufenlosen
Ventilhubverstellung UniValve" ausgestattet. Die generelle Funktionsweise und
den Aufbau dieses Ventiltriebssystems zeigen Flierl et al. in [FSK*11]. Wichtig fiir

die spétere Auswertung ist, dass eine asymmetrische Verstellung von Offnungs- und
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Schliefszeitpunkt der Ventile immer zu einer Veranderung des Ventilhubes fiihrt,

was sich bspw. nachhaltig auf die zylinderinterne Ladungsbewegung auswirkt.

Die Einflussnahme auf den Motorbetrieb erfolgt mit einem Steuergerdt mit Emula-
tortastkopf (ETK). Im Kombination mit dem Applikationssystem ES1000 und der
Software INCA der Fa. ETAS lassen sich Stellgrofsen innerhalb der Motorsteuerung

beeinflussen.

3.2 Priifstandsaufbau und Messtechnik

Priifstands-System

Der im Rahmen dieser Arbeit verwendete Motorpriifstand besteht aus einem
Drehstrom-Dynamometer und einer Priifstands-Steuerung der Fa. Siemens sowie

dem VW-eigenen Automatisierungs-System VENUS.

Die Priifstands-Steuerung kommuniziert mit verschiedenen Komponenten des
Priifstandes, wie bspw. dem Pedalwertgeber zur Emulation des Gaspedals, dem
Drehmoment-Messflansch zur Erfassung des Drehmomentes zwischen Drehstrom-
Dynamometer und Verbrennungsmotor und dem Bedienpult, iiber das Dreh-
moment-wunsch, Drehzahl und Gaspedalstellung vorgegeben werden kénnen.

Das Automatisierungs-System kommuniziert ebenso mit der Priifstands-Steuerung.
Kernkomponente des Automatisierungs-Systems ist ein echtzeitfahiger Priifstands-
fithrungsrechner, der alle zur Steuerung, Regelung und Automatisierung notwen-

digen Rechnungen ausfiihrt.

Indiziermesskette

Die thermodynamische Bewertung des Verbrennungsprozesses setzt eine zeitlich
hochaufgeloste Druckindizierung im Brennraum, im Saugrohr und im Abgastrakt
voraus. Die Druckindizierung erfolgt mit der Software IndiCom der Fa. AVL.
Zur kurbelwinkelaufgelosten Erfassung der Messwerte ist an der Kurbelwelle ein
Winkelmarkengeber der Fa. AVL vom Typ 365C01 verbaut. Die drei verwendeten

Indizier-Drucksensoren stammen von der Fa. Kistler. Im Einlasskanal erfolgt
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3.2. Prifstandsaufbau und Messtechnik

die Druckerfassung mit einem piezoresistiven Quarzdruckaufnehmer des Typs
4007BASFS. Im Brennraum und Auslasskanal erfolgt die Druckmessung iiber
gekiihlte, piezoelektrische Quarzdruckaufnehmer. Im Brennraum findet der Typ
6041BS31 und im Auslasskanal der Typ 6052C' Verwendung.

Abgas-Analysen

Die Messung der Abgaszusammensetzung erfolgt mit einer AMA i60 der Fa.
AVL. Hierin integriert sind mehrere Einzelanalysatoren der Fa. ABB. Mit dem
Analyse-Modul Magnos kann die O,-Konzentrations im Abgas gemessen werden.
Die CO- und COy-Messung erfolgt iiber das Modul Uras. Die HC-Emissionen
werden mit dem FID Fidas erfasst. Die Messung der Stickoxid-Emissionen wird
mit dem Modul Limas realisiert.

Eine weitere COo-Messung erfolgt zur Berechnung der AGR-Rate im Saugrohr.
Mit diesem Messwert wird die AGR-Rate wie folgt errechnet:

Tco,,s hr — LCOq,Luft
AGR — 2,Saugrohr 2, Luf (321)
LCOq,Abgas — LCOo,Luft

Hierin sind z¢o,; jeweils die COs-Konzentrationen im Saugrohr, der Luft und

dem Abgas.

Der Partikelgehalt des Abgases wird mit einem Partikel-Zahler vom Typ 489 der
Fa. AVL bestimmt.

Weitere Messtechnik

Das Verbrennungsluftverhéltnis wird mit einer Breitbandlambdasonde vom Typ
LSU 4.9 der Fa. Bosch in Kombination mit der Auswerteeinheit Lambda Meter
LA/ der Fa. ETAS gemessen.

Die Messung des Kraftstoffmassenstroms erfolgt mit einer Kraftstoffwaage vom
Typ 783518 der Fa. AVL. Die Genauigkeit der Kraftstoffwaage wird mit 0,12 %

des Messwertes beziffert.

Der angesaugte Luftmassenstrom wird nicht gemessen, sondern iiber den Kraft-

stoffmassenstrom und die Abgasanalyse errechnet.
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur

Messwertanalyse

In diesem Kapitel werden die Mafinahmen zur Aufbereitung der Indizierdaten
und der grundsétzliche Aufbau der zur detaillierten Ergebnisanalyse verwendeten

Verlustteilung erlautert.

4.1 Verarbeitung der Indizierdaten

Die am Priifstand als Rohdaten ermittelten Indizierdruckverlaufe fiir Saugrohr-,
Zylinder- und Abgasdruck sind die gemittelten Zyklen aus 200 Einzelzyklen.

In einem ersten Schritt werden die gemessenen Indizierdaten des Zylinderdruckes
einer Savitzky-Golay-Filterung unterzogen. Hierbei handelt es sich um eine po-
lynomiale Regression mit Minimierung der Fehlerquadrate. Die grundsétzliche
Funktionsweise dieser Filterung zeigen Persson und Strang in [PS03|. Die Parame-
trierung des Filters erfolgt mit einem Polynomgrad von 3 und einer Messwertanzahl
von 19. Dies hat sich als optimaler Kompromiss aus Filterung und Erhaltung
der maximalen Datenqualitiat gezeigt. Ein grofer Vorteil dieser polynomialen
Regression ist das Ausbleiben eines sonst {iblichen, filtertypischen Phasenversatzes
der Rohdaten.

Anschliefsend erfolgt eine Einpassung des Zylinderdruckes mit der Polytropen-
Methode in einem Bereich von 90-45°KW v. ZOT und einem Polytropen-Expo-
nenten von n = 1,36 [Kur95|.

Indizierter Saugrohr- und Abgasdruck werden jeweils auf einen Referenzwert
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur Messwertanalyse

abgeglichen, der mit einem ,tragen* Absolutdrucksensor als Mittelwert der Druck-
pulsationen bestimmt wird.

Die so aufbereiteten Indizierdaten werden anschlieftend fiir eine sog. Dreidruck-
analyse an ein 1-Zylinder-OD-Simulationsmodell in GT-Power iibergeben. Hier
wird der Verbrennungsprozess mit einer Druckverlaufsanalyse nachsimuliert. Als
Ergebnis stehen wichtige Charakteristika der Verbrennung wie bspw. Brennverzug,
Brennbeginn und -ende sowie Verbrennungsschwerpunktlage oder Wandwérmever-
luste zur in Kapitel 6 gezeigten Bewertung von AGR- und Miller-Brennverfahren
zur Verfligung.

Ebenso liefert die GT-Power-Simulation die Eingangsgrofen des in Kapitel 5 her-
geleiteten Brennverzugsmodells. Diese sind die laminare Flammengeschwindigkeit,
die TKE zum Ziindzeitpunkt und die Ladungsmasse im Zylinder. Die letzten
beiden werden direkt iiber die GT-Power-Simulation ausgegeben.

Die Ladungsmasse wird hierbei iiber eine Ladungswechselrechnung mit den iiber-
gebenen indizierten Druckverldufen im Saugrohr, Zylinder und auf der Abgasseite
bestimmt.

Der TKE-Verlauf wird in GT-Power mit Turbulenzmodellen aus der Tumble-
Zahl errechnet. Die Tumble-Zahl wird auf Basis empirischer Modelle aus dem
Ventilhubverlauf, den Tumble-Koeffizienten des Ventils und dem Massenstrom
bzw. der Stromungsgeschwindigkeit am Ventil bestimmt. Hierbei sind im Vor-
feld Untersuchungen am Stromungspriifstand durchgefiihrt worden, bei denen
die jeweiligen Tumble-Koeffizienten des Ventils bei bestimmten Ventilhiiben und
Massenstromen ermittelt werden. Damit gelingt die experimentelle Absicherung
der in der Simulation iiber die empirischen Modelle ermittelten Tumble-Zahlen,
die Basis der TKE-Bestimmung sind.

Die laminare Flammengeschwindigkeit wird nicht direkt aus der 0D-Simulation
bestimmt. Hier liefert die Simulation mit dem Zylinderdruckverlauf, dem Tempera-
turverlauf, dem Verbrennungsluftverhéltnis und der AGR-Rate die Eingangsgrofsen
fiir die Ermittlung der laminaren Flammengeschwindigkeit, wie Perlman sie in
[Per15] zeigt.
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4.2. Verlustteilung

4.2 Verlustteilung

Im folgenden Abschnitt wird die verwendete Verlustteilung, die sich an die von
Weberbauer in [WRK™05] beschriebene anlehnt, detailliert erlautert.

Theoretischer Prozess

Ausgangsbasis der Verlustteilung ist der Gleichraumprozess als idealer Kreisprozess
der ottomotorischen Verbrennung. In einem ersten Schritt entsprechen die zur

Berechnung notwendigen Stoffwerte denen idealer Luft unter Normbedingungen:

® Rruftid. — 287@41(

® Cpruftia. — 1005 kg—:fK

_ J
® Cy Luftid. — 718,W—,K

Cp,Luft,id.
° K g, = e — 1.4
Luftid. Co,Luft,id. )

Unter diesen Voraussetzungen lésst sich der Wirkungsgrad des Idealprozesses mit

folgender Gleichung berechnen:

1
Mh=1— ——— (4.2.1)

efLuft,id. —1

Um sicherzustellen, dass die ermittelte Kompressionslinie zum Zeitpunkt des
ES die dort gemessenen Werte annimmt, wird ausgehend von den Druck- und
Temperaturwerten zum ES eine Isentrope in Richtung ,,Punkt 1* des Idealprozesses
gerechnet (siehe Abbildung 4.2.1). Die Gleichungen (4.2.2), (4.2.3) und (4.2.4)
zeigen die entsprechenden Zusammenhénge zu Zylindervolumen, -temperatur und

-druck.

VYI - Vmax - VZ; = Vh + V; (422)
VES KLuft,id.—1

Ty = Tps (—> (4.2.3)
Vi
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur Messwertanalyse

V RLuft,id.
s ) (4.2.4)

P1 = PES - (71

Die Berechnung der Punktes ,2¢ erfolgt ausgehend von den Werten an Punkt 1

analog:

Vo = Vipin = V., (4.2.5)
Vl KLuft,id.—1
T =T, - — 4.2.6
=T (V ) (1.2.6)
‘/1 KLuft,id.
= = 4.2.7
P2=n (Vz) ( )

Zur Berechnung der Zustandsgrofsen an Punkt |3 muss zuvor die zugefiihrte

spezifische Enthalpie des Kraftstoffes bestimmt werden:

ARHB,ZU,TI’LH,CE

ARhB,zu - = CyLuft,id. (TS - TZ) (428)

mgs
Die zugefiihrte Kraftstoffenthalpie ergibt sich hierbei unter der Annahme vollstan-

diger und vollkommener Kraftstoffumsetzung (ny = 1) zu:

All?I—IB,zu,rmzm = Mg - Hu *Nu (429)

Fiir die Bestimmung der zylinderinternen Gasmasse werden die Bedingungen zum

ES herangezogen. Das Umstellen der idealen Gasgleichung liefert dann:

Prs - Vs (4.2.10)

Trs - Rruftid.

Das Umstellen von Gleichung (4.2.8) liefert dann die Temperatur an Punkt ,3"

o ARh/B,zu + T2 * CyLuft,id.

Ty (4.2.11)

CoLuft,id.

26



4.2. Verlustteilung

Unter der Annahme einer isochoren Energiezufuhr kann damit der Druck an Punkt

.3 berechnet werden:

T

3
=Py — 4.2.12
P3 = P2 T, ( )

Die abermalige Anwendung der Gleichungen fiir die isentrope Zustandsédnderung

von Punkt , 3% zu Punkt ,4° liefert als Zustandsgrofsen fiir Punkt , 4

Ve KLuft,id.—1
Ty =T (ﬁ) (4.2.13)
4
V RLuft,id.
Pa = P3 - (73) (4.2.14)
4

Das Zylindervolumen entspricht dem von Punkt ,,1“. Die gezeigten Gleichungen
beschreiben die vier Eckpunkte des theoretischen Gleichraumprozesses vollstandig.
Mit einer schrittweisen Berechnung der Grofen kann der Verlauf der Isentropen

im p-V-Diagramm wie in Abbildung 4.2.1 dargestellt werden.

A
G

Zylinderdruck

Pes @

-

oT ES uT
Zylindervolumen

Abbildung 4.2.1: p-V-Diagramm eines Gleichraumprozesses als Ausgangsbasis der
Verlustteilung [Fro14]

Die Arbeit, die der theoretische Prozess verrichtet, kann dann mit einem Ringin-

tegral aus dem ermittelten p-V-Diagramm berechnet werden:
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur Messwertanalyse

Wi, = — y{p(V) -dV (4.2.15)
Damit ergibt sich die Energiedichte des theoretischen Prozesses zu:

Wi

— 4.2.16
i (4:2.10

Wep =
Die zylinderindividuelle Leistung des theoretischen Prozesses berechnet sich nach:

N pDreh

Py = Wi, -

4.2.17
QTakt ( )

Reale Ladung

Im néchsten Schritt der Verlustteilung erfolgt die Berechnung des Kreisprozesses
nicht mit den Stoffwerten fiir ideale Luft, sondern mit denjenigen der Ladungs-
zusammensetzung bei ES. Wiederum bleiben diese iiber den gesamten Prozess
hinweg konstant. Somit behalten die bisher gezeigten Gleichungen zu Driicken,
Temperaturen, zugefiihrter Energie und Wirkungsgrad ihre Giiltigkeit.

Dieser, der Betrachtung der realen Kalorik vorgelagerte Verlustteilungsschritt,
ermoglicht eine Analyse des Verlustes durch die reale Ladungszusammensetzung
allein durch die Kenntnis der Ladungszusammensetzung und des Ladungszustan-
des bei ES. Hierzu wird die detaillierte Ladungszusammensetzung mit Kraftstoft-,
Luft- und Restgas-Anteil beriicksichtigt. An dieser Stelle findet das Stoffwer-
temodell, welches Grill in [Gri06] vorstellt, Anwendung. Dieses iiberlagert die
kalorischen Grofen von Rauchgas, Luft und Kraftstoffdampf sowohl temperatur-,
als auch druckabhéngig massenanteilig. Zur Errechnung der kalorischen Grofen
fiir Kraftstoffdampf wird das Verhéltnis aus C-, H- und O-Anteilen im Kraftstoff
herangezogen. Als Ergebnis werden die spezifische Enthalpie und Gaskonstante
der Zylinderladung berechnet. Die Ableitung der spezifischen Enthalpie nach der
Temperatur ergibt nach Gleichung (4.2.18) die spezifische isobare Warmekapazitét
der Zylinderladung:

¢, = % (4.2.18)
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4.2. Verlustteilung

Der endotherme Zerfall von Verbrennungsprodukten bei hohen Temperaturen
begrenzt die Giiltigkeit dieser Vorgehensweise auf Temperaturen von ca. 2000 K.
Die dariiber hinaus notwendige Anpassung des idealen an das reale Gasverhalten
mit einem Realgasfaktor stuft Grill in [Gri06] als vernachléssigbar klein ein. Daher
findet ein Realgasfaktor in diesem Ansatz keine Verwendung.

Die spezifische isochore Wérmekapazitit berechnet sich aus spezifischer isobarer

Warmekapazitiat und spezifischer Gaskonstante:

=0 — R (4.2.19)

Der Isentropenexponent ergibt sich damit zu:

Cp

cp— R

KL, = (4.2.20)

Da die Stoffwerte zwar abhéngig von der Ladungszusammensetzung sind, iiber
den Prozess hinweg aber konstant bleiben, behalt die Wirkungsgradbestimmung
geméfs Formel (4.2.1) ihre Giiltigkeit. Fiir die spatere Analyse der Verlustteilung
ist an dieser Stelle wichtig, dass zum ES bereits ein Gemisch aus Kraftstoffdampf
und Luft vorliegt. Dies ist die Hauptverlustquelle in diesem Verlustteilungsschritt
ggii. der Betrachtung des Idealprozesses mit reiner Luft und entsprechendem
Isentropenexponenten. Eine weitere Beimischung externen, gekiihlten Abgases
fiihrt durch den nachgeschalteten Ladeluftkiihler zu keiner Temperaturerhohung.
Die sich einstellende Erhohung des Druckniveaus ist bzgl. der Stoffwerte von
untergeordneter Bedeutung. Ebenso besitzt das externe Abgas in etwa den gleichen
[sentropenexponenten wie das Gemisch aus Kraftstoffdampf und Luft, sodass
auch hieraus keine Anderung des Isentropenexponenten resultiert.

Ahnlich verhilt sich die Realisierung eines Miller-Brennverfahrens in diesem
Verlustteilungsschritt. Zum Zeitpunkt des ES, zu dem die {iber den Prozess hinweg
konstanten Stoffwerte der Zylinderladung berechnet werden, bleibt die nach ES
auftretende Abkiihlung der Zylinderladung unberiicksichtigt. Der Einfluss des
beim Miller-Brennverfahren erhéhten Druckniveaus zum ES auf die Stoffwerte
der Zylinderladung hat ggii. der Temperatur und stofflichen Zusammensetzung

der Zylinderladung eine untergeordnete Bedeutung.
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur Messwertanalyse

Die spezifische Enthalpiezufuhr wird in diesem Verlustteilungsschritt nicht mit

einer theoretischen, sondern der bei ES vorliegenden Zylindergasmasse errechnet:

mges = Mmpg + mRestgas + my (4221)

Die Berechnungen zu Arbeit, Energiedichte und Leistung wie sie die Gleichungen
(4.2.15), (4.2.16) und (4.2.17) zeigen, bleiben ebenso giiltig.

Unvollstandige und unvollkommene Verbrennung

Der néchste Verlustteilungsschritt zeigt die Verluste durch unvollkommene und
unvollstdndige Verbrennung. Es wird analog zu den beiden vorigen Verlusttei-
lungsschritten ein Gleichraumprozess berechnet. Wiederum gelten die Stoffwerte
der Ladungszusammensetzung bei ES. In diesem Verlustteilungsschritt wird die
zugefiihrte Enthalpie um den Verlust durch unvollstdndige und unvollkommene
Verbrennung vermindert. Die Ermittlung des Umsetzungswirkungsgrades erfolgt
in diesem Verlustteilungsschritt mit der von Bargende in [BBF01| gezeigten Be-
rechnung auf Basis der Roh-Emissionen an unverbrannten Kohlenwasserstoffen
und Kohlenmonoxid. Diese bietet ggii. der Bestimmung des Umsetzungswirkungs-
grades aus Indizierung, berechnetem Heizverlauf und Wandwarmeiibergang den
Vorteil einer geringeren Anzahl an empirischen Ansétzen und der gesonderten

Betrachtung von Verlusten aus unvollstandiger und unvollkommener Verbrennung.

Der Umsetzungsgrad aus unvollkommener Verbrennung ergibt sich aus der HC-

Konzentration im Abgas:

HC
Nu,HC = 1— 1_06 . (1 + )\gl . me) (4.2.22)

Weiterhin berechnet Bargende ein tatsiachlich wirksames Verbrennungsluftverhélt-

nis Ay aus der CO-Konzentration im Abgas:

COy
AMp=1-3.928. —% 2.
v 3,28 105 +5,09 (

COy > 2 (4.2.23)

106

30



4.2. Verlustteilung

COy ergibt sich aus:

1+ Mg+ Linin

COV - COgl . 1+ >\V ] me

(4.2.24)

Der Verlust durch unvollsténdige Verbrennung lésst sich folgend mit dem Umset-

zungswirkungsgrad 7, co bestimmen:

COy COy?
e T s

Nuco =1—4,5- (4.2.25)

Der Gesamtumsetzungswirkungsgrad ergibt sich dementsprechend aus den beiden

Einzelwirkungsgraden zu:

T = Nu,HC * Th,CO (4226)

Damit kann die real zugefiihrte Kraftstoffenthalpie berechnet werden:

AR[—[B,zu,real = ARHB,zu,max Ny = MK - Hu m (4227)

Insgesamt wird die zugefiihrte Kraftstoffenthalpie durch die Beriicksichtigung der
unvollstdndigen und unvollkommenen Verbrennung verringert. Dementsprechend
sinken ebenso Spitzendruck- und -temperatur. Die Expansionskurve wird vertikal

zu geringeren Werten verschoben.

Arbeit, Energiedichte und Leistung konnen mit den gleichen Zusammenhén-
gen wie in den beiden vorigen Verlustteilungsschritten berechnet werden. Zur
Wirkungsgrad-Berechnung wird ab diesem Verlustteilungsschritt folgender Zusam-

menhang verwendet:

ARI{B,zu,maac AR}[B,zu,maz
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur Messwertanalyse

Schwerpunktlage der Verbrennung

In diesem Verlustteilungsschritt wird mit dem Summen-Brennverlauf der Kur-
belwinkel ermittelt, bei dem 50 % der Kraftstoffenthalpie umgesetzt sind. Dieser
Kurbelwinkel ist Eingangsgrofse der Volumenfunktion, mit der das entsprechende
Brennraumvolumen errechnet wird. In diesem Verlustteilungsschritt erfolgt die
isochore Enthalpiezufuhr nicht mehr im geometrischen OT, sondern im ,neuen” OT
der ermittelten Verbrennungsschwerpunktlage. Damit ergibt sich ein verandertes

effektives Verdichtungsverhaltnis:

(4.2.29)

Kreisprozess, Wirkungsgrad, Arbeit, Energiedichte und Leistung werden analog
zu vorigem Verlustteilungsschritt berechnet. Abbildung 4.2.2 zeigt exemplarisch
das resultierende p-V-Diagramm unter Beriicksichtigung der realen Verbrennungs-

schwerpunktlage.

Zylinderdruck

Pes

0

|

oT OT ES uT
Zylindervolumen

Abbildung 4.2.2: p-V-Diagramm unter Beriicksichtigung der realen Schwerpunktlage
der Verbrennung (schwarz)
p-V-Diagramm unter Berticksichtigung unvollstandiger und unvoll-
kommener Verbrennung (grau)
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Realer Brennverlauf
In diesem Verlustteilungsschritt erfolgt die Enthalpiezufuhr nicht mehr isochor in

OT, sondern wird {iber den realen Brennverlauf ermittelt. Grundlage dessen ist

der erste Hauptsatz der Thermodynamik:

SpHp =dU — W =m ¢, -dT +p-dV (4.2.30)

Mit

dU =m - ¢, -dT (4.2.31)

und der umgestellten, idealen Gasgleichung

-V
mps T = % (4.2.32)

ergibt sich nach Einsetzen in Gleichung (4.2.30):
SpHp = % d(p-V)+p-dV (4.2.33)

Der Ausdruck % kann mit Gleichung (4.2.20) und folgendem Zusammenhang:

R=c¢,—c, (4.2.34)
substituiert werden zu:

Cy 1

v 4.2.35

R k-1 ( )

Bei hinreichend kleiner Schrittweite kann die Warmezufuhr zwischen einem Punkt
und seinem Nachfolger aus dem Mittelwert der Driicke beider Punkte errechnet

werden. Damit ergibt sich fiir die Enthalpiezufuhr:
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur Messwertanalyse

1 +
ARHB,u:m'(Pz'Vé—pl'Vl)—l—pl b2

(Vo = 1) (4.2.36)

Die verwendeten Gleichungen besitzen streng genommen nur unter der Annahme,
gleicher Stoffwerte und Masse sowie ausbleibender Dissoziationseffekte Giiltigkeit,

sodass & = ¢, erfiillt ist. [KHOG|

Der Kreisprozess lduft auch in diesem Verlustteilungsschritt ohne Wandwéarmever-
luste ab. Damit sind alle Eingangsgrofien zur Ermittlung von py aus Gleichung
(4.2.36) bekannt. Das Umstellen selbiger Formel ergibt:

2-ArHp1o-(k—=1)+p1- (Vi + Vo) +k-p1 - (Vi — V3)
_ 7 1.2.37
b2 Vit Vot r-(Va— Vi) (4.2.37)

Die zugehorigen Temperaturen konnen aus der Gasgleichung ermittelt werden.
Die Berechnung von Wirkungsgrad, Leistung und Energiedichte bleibt analog zum

vorigen Verlustteilungsschritt.

Reale Kalorik

Der néchste Verlustteilungsschritt berticksichtigt iiber den Prozess hinweg veran-
derliche Stoffwerte. Hierzu wird das von Grill in [Gri06] beschriebene Stoffwer-
temodell verwendet, welches Druck, Temperatur, Luftverhédltnis, Kraftstoff- und
Ladungszusammensetzung berticksichtigt. Kuberczyk fihrt in [Kub08] an, dass ho-
he Temperaturen zu einer vergleichsweise ausgepragten Erhéhung der spezifischen
Warmekapazititen fiithren. Dies fiihrt er auf die endotherme Dissoziation von
H50 und COs in Hy, O5 und CO zuriick. Dies entzieht dem Arbeitsgas Energie
und senkt die Isentropenexponenten. Dadurch bedingt, verringern sich ebenso die
verrichtete Arbeit und dementsprechend auch der Wirkungsgrad. Insbesondere
die bisher ausbleibende Beriicksichtigung der Wandwérmeverluste fithren zu ei-
nem vergleichsweise hohen Temperaturniveau, welches den beschriebenen Effekt

verstarkt.

Die Berechnung des Kreisprozesses erfolgt analog zum vorigen Verlustteilungs-

schritt. Die Stoffwerte bleiben von einem Punkt zum néchsten konstant, um dort
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Temperatur und Druck zu errechnen. Anschlieftend erfolgt die Neuberechnung der
Stoffwerte unter den neuen Temperatur- und Druckbedingungen, die Ausgangsba-
sis zur Bestimmung des néchsten Punktes sind. Auch bei diesem Vorgehen ist auf
eine hinreichend kleine Schrittweite des Kurbelwinkels zu achten, um Fehler klein

zu halten.

Wandwirmeiibergang

Im folgenden Verlustteilungsschritt werden die Wandwéarmeverluste bei der Be-
schreibung des Kreisprozesses beriicksichtigt. Bargende, Chiodi und Kiintscher
beschreiben in [Bar90], [Chi99| und [KHO06| Ansétze zur rechnerischen Bestim-
mung der Wandtemperaturen und -verldufe. Da diese jedoch ausschliefslich fiir
bestimmte Betriebspunkte oder Motoren gelten, sind sie programmtechnisch nicht
umgesetzt worden. Die Wandtemperaturen werden nicht gemessen, sondern als
konstant angesetzt. Damit kénnen sie als Parameter dienen, um gemessene und
simulierte Druckverliufe gut in Ubereinstimmung zu bringen.

Die Berechnung des Wandwéarmeiiberganges erfolgt nach dem Newtonschen An-

satz:

(Sizg—tw =Qw =Y aw; A (Tw; - Tc) (4.2.38)
Hierin ist T die mittlere Temperatur des Arbeitsgases, die zu jedem Kurbelwinkel-
schritt aus der Gasgleichung bestimmt wird. Tyy,; kennzeichnet die Wandtempera-
turen von Kolbenoberfliche, Buchse, Zylinderkopf und Feuersteg. Bargende schlégt
in |[Bar90| die Wichtung der Feuerstegoberfliche mit einem Faktor von 0,25 vor,
sodass sich als gesamte wiarmeiibertragende Fléche fiir jeden Kurbelwinkelschritt

ergibt:

Ages(@) - ABRDach + AKolben + 07 25 - AFeuersteg + ABuchse(SO) (4239)

Der Wérmeiibergangskoeffizient wird nach dem allgemein bekannten Ansatz nach
Woschni berechnet:
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aw = 127,93 - d0p7 - p*® - w7705 (4.2.40)
Hierin ist:
Vi, - T
w=Cy-m+Co- ——"E5 (= pp) (4.2.41)
PES * VES

Die zur Bestimmung von w notwendigen Konstanten C; und C5 errechnen sich

nach:

Oy =2,2840,308 (4.2.42)

Cm

mit (nach Merker in [Mer09)]):

£ —1,5 (4.2.43)

Cy=3,24-10"%+23-107° - (Tyy — 525) (4.2.44)

Mit der Beriicksichtigung des Warmeiiberganges an die Brennraumbegrenzungen
ergibt sich Gleichung (4.2.45) zu:

2-(ArHp12 —Qwai2) - (k—=1)+p1 - (Vi+ Vo) +K-p1- (V1 = V5)
Vi+Votnr-(Va—WVi)

P2 =
(4.2.45)

Der Kreisprozess wird dann analog zum vorigen Verlustteilungsschritt berechnet.
Fiir jeden Kurbelwinkelschritt werden folglich die Stoffwerte und der Wéarme-
ibergang mit den Randbedingungen (Temperatur und Druck) zu Beginn des
Kurbelwinkelschrittes errechnet. Die errechneten Randbedingungen zum Ende
des Kurbelwinkelschrittes sind wiederum die Eingangsgrofsen fiir den néchsten
Kurbelwinkelschritt.

Die Errechnung von Arbeit, Energiedichte und Wirkungsgrad erfolgt analog zu

vorigen Verlustteilungsschritten.
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Die Beriicksichtigung des Wandwérmeiiberganges fiithrt zu niedrigeren Tempera-
turen im Brennraum als bei adiabater Prozessfiihrung. Damit sinken ebenso die
Verluste bzgl. der realen Kalorik. Ebenso ist iiber den kumulativen Wandwéarme-
verlust hinaus v.a. der Verlauf der Wandwéarmeverluste iiber den Kurbelwinkel
fiir die Prozessfiihrung von groker Bedeutung. Uber seine Auswirkungen auf den

Druckverlauf nimmt er nachhaltig Einfluss Arbeits- und Wirkungsgradverluste.

Insgesamt wird der Hochdruckprozess mit diesen sieben Verlustteilungsschritten
detailliert analysiert. Als zwei weitere Verlustteilungsschritte folgen die Betrachung

der Verluste durch den Ladungswechsel und die Reibung.

Ladungswechsel

Mit der Schnittpunktmethode wird die Ladungswechselarbeit jeweils als Ringinte-
gral von Schnittpunkt zu Schnittpunkt zwischen Kompressionslinie und Abgasge-
gendruck beim Ausschieben aus dem Zylinder berechnet. Der Ladungswechselab-
schnitt bildet zumeist ein linksldufiges Integral mit entsprechend aufzuwendender
Arbeit.

Der Wirkungsgrad-Verlust durch den Ladungswechsel ergibt sich analog zu vori-
gen Verlustteilungsschritten durch den Bezug der Ladungswechselarbeit auf die

maximal zugefiihrte Kraftstoffenthalpie:

Wiw|

_ 4.2.46
ARHB,zu,max ( )

A7]LW =

Reibung

Der Wirkungsgradverlust durch Reibung kann iiber die Differenz aus effektivem

und indiziertem Wirkungsgrad ermittelt werden:

AnReibung =1 — MNeff (4247)

Hierin sind der effektive und indizierte Wirkungsgrad definiert als:
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4. Theoretische Vorbetrachtung zur Messwertanalyse

1

;= 4.2.48
"= ( )

1
e =y H,

(4.2.49)

Damit bietet die beschriebene Verlustteilung nach Weberbauer eine sehr detaillier-
te Grundlage zur Bewertung der einzelnen Verluste. Hiermit erfolgt in Kapitel 6
eine umfangreiche Bewertung des Miller- und AGR-Brennverfahrens mit entspre-

chenden Erlduterungen zu den Ursachen der einzelnen Verlustanteile.
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofsen auf

den Brennverzug

Das folgende Kapitel zeigt die Erstellung eines semi-physikalischen Brennver-
zugsmodells auf Basis von 0D-Simulationsdaten. Der Brennverzug wird als die
Zeitspanne vom ZZP bis zum Zeitpunkt osy, zu dem 5% der eingebrachten
Kraftstoffenthalpie umgesetzt sind, definiert. Eingangs wird in Kapitel 5.1 die
Herleitungsmethodik der identifizierten Einflussgleichungen erlautert. Anschlie-
fend zeigt Kapitel 5.2 die Kombination der ermittelten Einzeleinfliisse zu einem
Brennverzugsmodell und dessen Validierung. Ziel ist es, ein multifaktorielles

Brennverzugsmodell der Form

BV -
B, H (f:) (5.0.1)

zu erstellen. Ein multifaktorieller Ansatz wird gewahlt, da die Einzeleinflussgrofsen
zwar nicht unabhéngig voneinander am Motorpriifstand variiert werden kénnen,
jedoch aus physikalischer Sicht voneinander unabhéingig sind. Das Modell soll den
Brennverzug iiber den gesamten relevanten Betriebsbereich des Motors mit einer
maximalen Differenz zwischen gemessenem und errechnetem Brennverzug von
|AYBY ger—gem.| < 1,5° KW abbilden. Fiir jede Einflussgrofe wird in Identifikati-
onsmessungen ein mathematischer Zusammenhang zum Brennverzug hergeleitet.
Weiterhin soll das ermittelte Brennverzugsmodell echtzeitfihig sein. Dementspre-

chend ist die Zahl der Eingangsparameter so gering wie moglich zu halten. Da die
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

zur Zindung und Entflammung notwendigen chemischen Reaktionen auf einer
Zeitskala ablaufen, wird folgend auch der Brennverzug als eine Zeitspanne und nicht
als Kurbelwinkel behandelt. Die Riickrechnung ins Kurbelwinkel-Raster erfolgt
erst nach der Berechnung des zeitbasierten Brennverzuges. Daraus ergibt sich die
in Abbildung 5.0.1 gezeigte maximale zeitliche Differenz zwischen gemessenem und
errechnetem Brennverzug als Mindestanforderung an die Vorhersagegenauigkeit

des Brennverzugs-Modells in Abhéngigkeit von der Motordrehzahl.

0.40 : ; : : ; : :
T Tt S S S S S
e e
L S """"" """"" """"" oo
0_20; % ------ un:zuléssigjer Beréeichm-j» ---------- ---------- ---------
R e S e
00
E0.0S{---“j ----- S S/ 7777
s 0.00 -/ Zielbereic e’/ 7/
z 010v/2 77 L ---------- ---------
0157/, i Pt A S P
0207
-0.25 S
20,30 e
0,35 e
-0.40 w i w i w \ w
1000 2000 3000 4000 5000
Motordrehzahl
n [min-1]

Abbildung 5.0.1: zeitliche Anforderungen an die Vorhersagegenauigkeit des
Brennverzugs-Modells in Abhéngigkeit der Motordrehzahl

5.1 ldentifikationsmessungen

Zur Ermittlung der Einflussgrofsen auf den Brennverzug werden Variationen ein-
zelner Motorparameter durchgefiihrt. Die entsprechenden Messreihen orientieren
sich kennfeldweit sehr nah am realen Motorbetrieb, sodass bewusst auf zwar wis-
senschaftlich korrektere, doch betriebsstrategisch irrelevante Messreihen verzichtet

wird.
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5.1. Identifikationsmessungen

Die Verbrennungsschwerpunktlage wird auf @599 =8 "KW n. ZOT bzw. so einge-
stellt, dass keine irreguldren Verbrennungen auftreten. Der ZZP ist somit auch
innerhalb der gezeigten Messreihen variabel.

Als Ergebnis der Identifikationsmessungen werden die laminare Flammengeschwin-
digkeit sy, die turbulente kinetische Energie zum ZZP TKE;;p und die Zylinder-

gasmasse My, als relevante Einflussgrofien auf den Brennverzug herausgearbeitet.

Laminare Flammengeschwindigkeit

Wiese weist bei der Brennverzugsvorhersage aus einem detaillierten 3D-CFD-
Stromungsfeld im Zylinder in [Wie09| die laminare Flammengeschwindigkeit der
Zylinderladung als signifikante Einflussgrofe auf den Brennverzug aus. Vor dem
Hintergrund dieser Ergebnisse dient die laminare Flammengeschwindigkeit auch
in dem hier vorgestellten Brennverzugs-Modell als signifikante Einflussgrofe.
Grundlage der Berechnung der laminaren Flammengeschwindigkeit sind die aus
der 0D-Simulation des Motors tiber eine Dreidruck-Analyse (indizierter Druck
vor Einlassventil, nach Auslassventil und im Brennraum) fiir ein aus 200 Einzel-
Zyklen gemitteltes Arbeitsspiel errechneten Werte fiir die globale AGR-Rate, das
Verbrennungsluftverhéltnis sowie Druck und Temperatur zum Ziindzeitpunkt.
Letztere werden hierbei in einem Intervall von 4 2,5°KW um den ZZP gemittelt.
Mit diesen vier Kenngrofen wird die laminare Flammengeschwindigkeit aus einer
Wertetabelle ausgelesen.

Basis dieser vorab erstellten Wertetabelle ist die Berechnung des detaillierten che-
mischen Reaktionsablaufes eines Ersatzkraftstoffes mit einem Luft-AGR-Gemisch
unter verschiedenen Temperatur-, Druck-, AGR- und Verbrennungsluftverhaltnis-

Bedingungen [Per15].

AGR-Rate A Druck zum ZZP | Temperatur zum ZZP
[%] (1] [bar] (K]
Variationsbereich| 0-40 0,95-1,05 1-41 400 - 800
Schrittweite 5 0,05 5 50

Abbildung 5.1.1: Variationsgrofen und -breiten der zur Erstellung der LookUp-Table
fiir die laminare Flammengeschwindigkeit aus der Berechnung der
detaillierten Chemie in einem homogenen Reaktor
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Abbildung 5.1.1 zeigt die Variationsbreite und Schrittweite der Einzeleinfliisse auf
die laminare Flammengeschwindigkeit.

Als Ersatz-Kraftstoff zur Berechnung der detaillierten Chemie wird ein Multi-
Komponenten-Kraftstoff verwendet, der den kalorischen und physikalischen Ei-
genschaften, wie bspw. Heizwert, Dichte und Oktanzahl, des in der DIN EN 228
spezifizierten Ottokraftstoffes entspricht. Abbildung 5.1.2 zeigt die detaillierte

Zusammensetzung des Ersatzkraftstoffes.

Komponente | Anteil in Mol-%
Iso-Pentan 21,7
Iso-Oktan 6,2
n-Heptan 15,7
Toluol 9,6
Ethanol 0,0
MTBE 20,1
Xylen 22,7
Iso-Dodekan 4,0

Abbildung 5.1.2: Zusammensetzung des Ersatzkraftstoffes zur Ermittlung der lamina-
ren Flammengeschwindigkeit

Somit werden verdnderte Ziindbedingungen, die aus einer Verdnderung des Zylin-
derdruckes, der Gastemperatur, des Verbrennungsluftverhéltnisses oder der AGR-
Rate resultieren in eine gednderte laminare Flammengeschwindigkeit abgebildet.
Den brennverfahrenstechnisch grofiten Einfluss auf die laminare Flammengeschwin-
digkeit hat hierbei die globale AGR-Rate. Diese definiert die Zusammensetzung
des Gemisches. Hieraus resultiert v.a. die Verschiebung des Ziindzeitpunktes, infol-
gedessen sich Druck und Temperatur zum ZZP signifikant &ndern. Die Ermittlung
des Einflusses der laminaren Flammengeschwindigkeit auf den Brennverzug erfolgt
daher indirekt iiber eine Veranderung der globalen AGR-Rate. Streng genommen
gilt die von Perlman in |[Perl5]| vorgestellte Berechnung der laminaren Flammen-
geschwindigkeiten nur fiir vollstédndig inertes, also extern riickgefiithrtes Abgas.
Die Untersuchungen im Zusammenhang mit den Identifikationsmessungen zeigen
jedoch, dass die Ubereinstimmung von Rechnung und Messung des Brennverzuges
bei der Addition von externem und internem Abgas zu einer gesamthaften AGR-
Rate deutlich bessere Ubereinstimmungen zeigen, als bliebe die interne AGR-Rate

unberticksichtigt. Auf die separate Betrachtung des Einflusses von internem und
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5.1. Identifikationsmessungen

externem Abgas, die die Einfiihrung einer weiteren mathematischen Abhangigkeit
notwendig macht, wird vor dem Hintergrund des Anspruches der Echtzeitfahigkeit
des Modells verzichtet.

Abbildung 5.1.3 zeigt das Messprogramm zur Identifizierung des Einflusses der
laminaren Flammengeschwindigkeit auf den Brennverzug. Die laminare Flammen-
geschwindigkeit wird indirekt iiber eine Verstellung der externen AGR-Rate variiert.
Eine Anlehnung des Messprogrammes an den realen Motorbetrieb fithrt hierbei
dazu, dass der ebenso verdnderliche ZZP die TKE zum ZZP beeinflusst. Auch
die Zylindergasmasse ist durch die Wirkungsgradunterschiede bei der Energieum-
setzung mit unterschiedlichen AGR-Raten nicht vollstdndig konstant. Trotzdem
iibersteigt die Variationsbreite der laminaren Flammengeschwindigkeit diejeni-
gen von TKE und Zylindergasmasse. Somit kann der Einfluss der laminaren

Flammengeschwindigkeit auf den Brennverzug identifiziert werden.

Betriebspunkt laminare
. ES AGR- TKE zum | Zylinder-

Effektiv- 2ZP Flammen-
Drehzahl | [°KW n. Rate . 2P gasmasse

. .1, | mitteldruck [CKWv.zOoT]| geschwindigkeit 212
[min™] [bar] LW-0T] [%] [em/s] [m?/s?] [mg]

5000 8 174 18-34 6-18 82-41 160-230 | 325-319
4000 12 174 16 - 34 5-22 75-29 91-137 | 438-428
4000 4 174 19 -39 9-24 90-37 104 - 150 | 185-181
3000 18 174 7-25 3-23 69 -24 35-68 | 640-612
3000 12 174 15-32 5-24 75-24 48 -78 424 - 416
3000 6 174 16 - 38 8-26 80-27 51-81 | 241-233
2000 18 174 0-17 3-25 68 - 22 11-24 | 644 - 606

Abbildung 5.1.3: Messprogramm zur Identifikation des Einflusses der laminaren Flam-
mengeschwindigkeit auf den Brennverzug

Abbildung 5.1.4 (oben links) zeigt die gemessenen Brennverziige der verschiedenen
AGR-Variationen bei den angegebenen Betriebspunkten des Motors abhéngig von
der laminaren Flammengeschwindigkeit.

Zur Bewertung des funktionalen Zusammenhanges des Brennverzuges von der
laminaren Flammengeschwindigkeit werden alle Messreihen auf ihren jeweiligen
Messwert bei einer laminaren Referenz-Flammengeschwindigkeit normiert; hier auf
ihren Messwert bei einer laminaren Flammengeschwindigkeit von sy gey =50 <
(Abbildung 5.1.4 (oben rechts)). Damit bekommt jede Messreihe ihren eigenen
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Referenzmesspunkt bei jeweils sonst unterschiedlichen Parametern (TKE, Zylinder-
gasmasse). Wichtig hierbei ist, dass die Referenz-Flammengeschwindigkeit derart
gewahlt wird, dass sie statistisch gut abgesichert ist. Extrapolationen wiirden hier

zwangsldaufig zu Fehlern fiihren.
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Abbildung 5.1.4: Identifikationsmessung zum Brennverzugs-Modell; Variationsgrofse:
laminare Flammengeschwindigkeit (indirekt variiert durch die An-
derung der externen AGR-Rate)

Durch die Normierung jeder Messreihe auf einen jeweils eigenen Referenzpunkt
wiirden die Einflisse von TKE und Zylindergasmasse eliminiert und sich die

zugehorigen Einflussgrofen frp und f,,  zu eins ergeben, wenn sie jeweils pro

Zyl
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Messreihe zwar unterschiedlich, aber konstant wéren. Da dies bei Identifikati-
onsmessungen, die sehr nah an den realen Motorbetrieb angelehnt sind, nicht
der Fall ist, zeigen sich zusétzlich zu etwaigen Messungenauigkeiten auch nach
der jeweiligen Messreihennormierung Abweichungen der Messreihen untereinan-
der. Auch ohne bisherige Kenntnis des Einflusses der iibrigen Parameter auf den
Brennverzug kann der grundsétzliche Zusammenhang zwischen Brennverzug und
laminarer Flammengeschwindigkeit aus diesen Messungen in einem ersten Schritt
analysiert werden.

Abbildung 5.1.4 (unten links) zeigt alle messreihennormierten Messpunkte der
Identifikationsmessungen zur laminaren Flammengeschwindigkeit. Es ist zu sehen,
dass die Abhéngigkeit des Brennverzuges von der laminaren Flammengeschwin-

digkeit sehr gut iiber einen Potenzansatz abgebildet werden kann.

Turbulente kinetische Energie

Mit der laminaren Flammengeschwindigkeit ist eine charakteristische Kenngrofe
fiir die Zusammensetzung und den thermodynamischen Zustand der Zylinderla-
dung zum ZZP gefunden. Als weitere relevante Einflussgrofe auf den Brennverzug
kann die turbulente kinetische Energie (TKE) zum ZZP als Maf fiir die Intensitét
der Ladungsbewegung identifiziert werden. Der Flammenfortschritt am Otto-
motor wird mafsgeblich durch Turbulenz bestimmt, weshalb der Kenntnis der
Ladungsbewegungsintensitit zur Brennverzugsvorhersage eine signifikante Bedeu-
tung zukommt. Da eine 0D-Prozessanalyse auf Basis von Priifstandsmessungen
die Ladungsbewegung nicht raumlich auflésen kann, wird sie in mehreren Schrit-
ten iiber die Kombination einzelner Modelle berechnet. In einem ersten Schritt
erfolgt die Bestimmung des Tumble-Niveaus zum ES. Grundlage dessen sind
Messungen am Stromungspriifstand, bei denen eine stationdre Tumble-Kennzahl
beim Durchstromen des Zylinderkopfes und der Einlassventile abhiangig vom
Ventilhub und Massenstrom ermittelt wird. Ergdnzend wird das so ermittelte
Tumble-Niveau mit einer transienten 3D-CFD-Rechnung abgestimmt. Damit ergibt
sich das Tumble-Niveau zum ES. In einem zweiten Schritt erfolgt die Modellie-
rung der zylinderinternen Entwicklung des Tumble-Niveaus und der Dissipation
des Tumbles in Richtung ZOT in TKE {iber ein weiterentwickeltes k-e-Modell.
Mafgebliche Einflussgrofe ist die Motordrehzahl. Sie bestimmt signifikant sowohl
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die Stromungsgeschwindigkeit und damit das Tumble-Niveau zu ES, als auch
die Auspriagung des Tumbles wiahrend der Kompression und die Dissipation des
Tumbles in TKE. Insgesamt wird die TKE somit aus Massenstrom, Ventilhub
und Motordrehzahl ermittelt.

Zur Identifizierung des funktionalen Zusammenhanges zwischen TKE und Brenn-
verzug erfolgt die Variation der TKE iiber eine Verstellung der Motordrehzahl als
Haupteinflussgrofe auf die TKE. Auch hierbei ist anzumerken, dass die iibrigen
Einflussgrofsen, wie bspw. die AGR-Rate, auf Grund der Nahe der Messreihen
zum realen Motorbetrieb nicht vollstdndig konstant gehalten werden konnen.
Veranderte Motordrehzahlen beeinflussen bspw. die Zeitspannen zum Ein- und
Ausstromen der Zylinderladung {iber die Ventile, was zu unterschiedlichen internen
AGR-Raten fiihrt. Dies ist fiir die grundsétzliche Ermittlung des funktionalen
Zusammenhangs im ersten Schritt allerdings unbedenklich, da die Variationsbreite
der Motordrehzahl, respektive der TKE, die Variationsbreiten der iibrigen Ein-
flussgrofsen deutlich iibersteigt. Abbildung 5.1.5 zeigt hierzu das Messprogramm

zur Identifikation des Einflusses der TKE zum ZZP auf den Brennverzug.

Betriebspunkt laminare

Effektiv ES 2ZpP AGR- Flammen TKE zum | Zylinder-
Drehzahl mitteldruck [°KW n.|[°’KW v. | Rate et ZZP | gasmasse

int LW-0T]| zoT % m?/s? m

[min™] [bar] 1 1 [%] Gy [m?/s?] | [mg]

1500 - 3500 20 174 (-7)-6125-35 57 -64 5-45 | 700- 740
1500 - 3500 18 174 |((-3,5)-8| 2,5-3,5 64-70 7-48 | 635-655
1500 - 5000 14 174 3-14 3-5 68 -74 7-127 [ 490-520
1250 - 5000 10 174 6-17 9-5 69 - 78 6-148 | 360-390
1000 - 5000 6 174 7-20 16-6 46 - 86 2-165 | 235-265
1000 - 4000 4 174 13-19| 25-9 40-90 2-103 | 174 - 186
1000 - 5000 2 174 21-28 | 34-10 24 - 94 3-195 | 110-130

Abbildung 5.1.5: Messprogramm zur Identifikation des Einflusses der TKE zum ZZP
auf den Brennverzug

Abbildung 5.1.6 (oben links) zeigt die gemessenen Brennverziige bei Variationen
der Motordrehzahl in den angegebenen Lastpunkten. Auch hier erfolgt wiederum
eine Messreihennormierung nach vorig beschriebenem Schema. Die Ergebnisse
dieser Messreihennormierung zeigt Abbildung 5.1.6 (oben rechts). In diesem Falle
werden die Messreihen jeweils auf ihren Brennverzugs-Messwert bei einer turbu-

lenten kinetischen Energie von TKE =45 ’:‘—22 normiert.
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5.1. Identifikationsmessungen

In Abbildung 5.1.6 (unten links) sind zur Visualisierung der funktionalen Re-

gression alle messreihennormierten Messpunkte in Abhéngigkeit von der TKE

zum ZZP aufgetragen. Es ist ersichtlich, dass wiederum eine Regression iiber

einen Potenzansatz sehr gute Ubereinstimmungen in Bezug auf die Vorhersage

des Brennverzuges liefert. Somit wird als funktionaler Zusammenhang zwischen

Brennverzug und TKE ebenfalls ein Potenzansatz gewahlt.
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Abbildung 5.1.6: Identifikationsmessungen zum Brennverzugs-Modell; Variationsgro-
fe: turbulente kinetische Energie (indirekt variiert durch die Ande-
rung der Motordrehzahl)
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Zylindergasmasse

Neben der laminaren Flammengeschwindigkeit, die durch den thermodynamischen
Zustand und die Zusammensetzung der Zylinderladung beschrieben wird, sowie der
Intensitéit der Ladungsbewegung zum ZZP, kann auch die Gasmasse im Zylinder
als signifikante Einflussgrofe auf den Brennverzug identifiziert werden. Sie kann
als Kennzahl dafiir betrachtet werden, wie grof die Reaktionswege zur Interaktion
der Molekiile untereinander zur Fortfithrung der chemischen Reaktionen in der

Zeit des Brennverzuges sind.

Bei gegebener Ladungszusammensetzung, thermodynamischem Zustand und La-
dungsbewegungsintensitat verkiirzt eine hohere Zylindergasmasse dementspre-
chend den Brennverzug.

Abbildung 5.1.7 zeigt das Messprogramm zur Identifikation des Einflusses der Zy-
lindergasmasse auf den Brennverzug. Die durch die Anlehnung des Messprogramms
an den realen Motorbetrieb verédnderliche laminare Flammengeschwindigkeit und
TKE zum ZZP weisen in Relation zur eigentlich variierten Zylindergasmasse deut-
lich kleinere Variationsbreiten auf. Dies ermoglicht die Identifikation des Einflusses

der Zylindergasmasse auf den Brennverzug aus gezeigtem Messprogramm.

Betriebspunkt laminare
Effektiv- ES 2ZP AGR- Flammen- TKE zum | Zylinder-
Drehzalhl mitteldruck [°KW n.| [°’/KW v. | Rate P 7P gasmasse
[min™] [bar] LW-0T] | zOT] [%] [em/s] [m?/s?] [mg]
1000 1-10 174 34-4 |36-10 22-64 10-3,5 77 - 370
1250 2-10 174 21-7 | 24-9 46 -70 10-6 110-370
1500 1-20 174 | 28-(-5)| 27-2 40 - 64 20-5 80 - 700
1750 2-20 174 |23-(-3)| 20-2 55-74 22 -8 110- 720
2000 1-20 174 29-0 | 24-3 50-73 36-11 | 80-710
2500 2-20 174 28-2 | 16-3 70-380 50-20 | 110-715
3000 1-20 174 29-3 | 17-3 60 - 80 76-30 | 85-715
3500 2-20 174 25-6 | 13-3 57 -86 94-45 | 115-710
4000 1-12 174 27-16 | 15-5 76 -92 133-90 | 90-440
4500 2-14 174 23-14| 11-4 76 - 94 154 -100| 125-510
5000 2-14 174 24-13 | 10-5 70 -94 194 -127| 130-520

Abbildung 5.1.7: Messprogramm zur Identifikation des Einflusses der Zylindergasmas-
se auf den Brennverzug
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5.1. Identifikationsmessungen

Abbildung 5.1.8 (oben links) zeigt die gemessenen Brennverziige bei einer Va-
riation der Zylinderladungsmasse bei den angegebenen Motordrehzahlen. Mit
der bekannten Messreihennormierung ergeben sich die in Abbildung 5.1.8 (oben
rechts) gezeigten Abhéngigkeiten des Brennverzuges von der Zylindergasmasse.
Die Normierung erfolgt hierbei auf die jeweiligen Brennverzugswerte jeder Messrei-
he bei einer Zylindergasmasse von mgz,; = 350 %. Abbildung 5.1.8 (unten links)

zeigt die messreihennormierten Brennverziige und deren Regression iiber einen

Potenzansatz.
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Abbildung 5.1.8: Identifikationsmessung zum Brennverzugs-Modell; Variationsgrofse:
Zylindergasmasse
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Grundsétzlich besteht somit zwischen dem Brennverzug und jeder der drei iden-
tifizierten Einflussgrofien ein Zusammenhang, der sich iiber einen Potenzansatz

beschreiben lasst.

5.2 Semi-physikalisches Brennverzugsmodell

Der folgende Abschnitt zeigt, wie die einzelnen Zusammenhénge zwischen Brenn-
verzug und den drei identifizierten Einflussgrofen zu einem gesamten semi-
physikalischen Brennverzugsmodell zusammengefiihrt werden. Dieses soll den
Brennverzug in zyklus- und RDE-relevanten Betriebsbereichen des Motors mit
einer Genauigkeit von + 1,5 KW abbilden.

Die vorig ermittelten funktionalen Zusammenhénge der drei Einflussgroften auf
den Brennverzug werden multifaktoriell zu einem Brennverzugsmodell zusammen-

gestellt, welches folgende Form annimmt:

BV
BVges

= frie - fsp * fmzy (5.2.1)

Fiir jede einzelne Einflussgrofe wird der fiir sie ermittelte grundsétzliche funktio-

nale Zusammenhang eingesetzt. Damit ergibt sich Gleichung 5.2.1 zu:

() | (G |Gze) | oo

An dieser Stelle wird fiir jeden einzelnen funktionalen Zusammenhang bewusst

BV
—_— =
BVRef

nicht der Absolutwert der Einflussgrofe verwendet. Es findet eine Normierung auf
den jeweiligen Wert bei dem frei wihlbaren globalen Referenz-Betriebspunkt statt.
Dies bietet den Vorteil, das Brennverzugsmodell auf denjenigen Kennfeldbereich
zu adaptieren, in dem besonders hohe Vorhersagegiiten erforderlich sind. Wei-
terhin minimiert dies die Spreizung der Absolutwerte, was vor dem Hintergrund
der Anpassung des Modells an den realen Motorbetrieb mit einer nicht-linearen
Regression Vorteile bietet. Bspw. bewegen sich die Absolutwerte fiir die Zylin-

: ~ mg ~ mg : :
dergasmasse zwischen mgzy; nin 2 10045 und Mz, mee ~ 8004%. Die laminare
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5.2. Semi-physikalisches Brennverzugsmodell

Flammengeschwindigkeit hingegen nimmt lediglich Werte zwischen sz, in ~ 25"
und Sz, mae 65 an. Probleme, die aus dieser deutlich unterschiedlichen Grofen-

ordnung der Einflussgrofen resultieren, kénnen mit einer Normierung auf einen

globalen Referenz-Wert minimiert werden.

NEFZ WLTC

Pme [Dar]

Prme [Dar]

Effektivmitteldruck
Effektivmitteldruck

— T
000 2000 3000 4000 5000

= S S—
1000 2000 3000 4000 5000

1
Motordrehzahl Motordrehzahl
n [1/min] n [1/min]

RDE-ahnlich

.................

® Betriebspunkte im NEFZ

@ Betriebspunkte im WLTC

Pme [Dar]

O Betriebspunkte im
RDE-ahnlichen Zyklus

Effektivmitteldruck

; . ; .
1000 2000 3000 4000 5000
Motordrehzahl
n [1/min]

Abbildung 5.2.1: Motorkennfeld mit Betriebspunkten im NEFZ, WLTC und einem
RDE-&hnlichen Zyklus

Fiir die Wahl des Referenzpunktes muss die Frage danach beantwortet werden, in

welchen Kennfeldbereichen das Brennverzugsmodell zuverlédssige Werte liefern soll.
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Hierzu zeigt Abbildung 5.2.1 das Motorkennfeld mit entsprechend eingetragenen
Betriebspunkten im NEFZ, WLTC und einem RDE-&hnlichen Zyklus.

Es ist zu sehen, dass Betriebspunkte mit Motordrehzahlen von n > 3000 min~! in
keinem der Zyklen relevant sind. In Betriebspunkten mit Motordrehzahlen von
n > 3000 min~! und Effektivmitteldriicken von p,,. > 11 bar soll das Brennverzugs-
modell vor dem Hintergrund eines RDE-Zyklusses mit sehr ausgepragtem Hoch-
und Volllast-Anteil trotzdem zuverlidssige Vorhersagen liefern.

Als Referenz-Betriebspunkt wird der Betriebspunkt bei einer Motordrehzahl von
n=2000min"! und einem Effektivmitteldruck von p,,. =6 bar gewihlt. Dieser
befindet sich in einem relevanten Betriebsbereich und liefert eine sehr gute Aus-
gangsbasis zur Vorhersage des Brennverzuges in Bezug auf gednderte Drehzahlen

und Lasten.

Betriebspunkt laminare
Effektiv- ES 2zp AGR- Flammen TKE zum | Zylinder- | Brenn-
Drehzahl mittel- | [°’KW n. | [°KW v. | Rate eschwindiekeit ZZP | gasmasse | verzug
[min] druck |Lw-oT]| zoT] | %] | J m?/s?] | [mg]l | [°Kw]
[em/s]
[bar]
1000 - 5000 1-21 |90-175|51-(-2)| 5-30 25-70 2-180 | 90-740 9-41

Abbildung 5.2.2: Messprogramm zur Parametrierung und Validierung des
Brennverzugs-Modells
Betriebspunkte - Parametrierung: n € [1000,5000] A <55 € Z
Betriebspunkte - Validierung: n € [1000,5000] A 525 = 2k+1 |k € Ng

Die Bestimmung der Modellparameter erfolgt mit einer Vermessung von acht
kennfeldweit verteilten Betriebspunkten des Motors bei finaler Brennverfahrens-
auslegung. Abbildung 5.2.2 zeigt das zur Parametrierung und Validierung des
Modells abgefahrene Messprogramm inklusive der Wertebereiche der einzelnen
Mess-, Modellein- und -ausgangsgrofsen.

Die Validierung des Modells erfolgt anhand der schwarz markierten Betriebspunkte.
Die Positionierung der Messpunkte im Motorkennfeld illustriert Abbildung 5.2.3
(rechts). Abbildung 5.2.3 (links) zeigt die Positionierung des globalen Referenz-
Betriebspunktes im Motorkennfeld.
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5.2. Semi-physikalisches Brennverzugsmodell

X X
[&] [&)
> >
S = . Referenz: S
£ 8 12+ —— n = 2000 min* 2
S0l pnsster B
5% e %
56 i
4
2
O——T———— T O——T———— T
1000 2000 3000 4000 5000 1000 2000 3000 4000 5000
Motordrehzahl Motordrehzahl
n [min-1] n [min-1]

O Daten-Basis zur Abstimmung der Modellparameter
® Messpunkte zur Validierung des Modells
Abbildung 5.2.3: Motorkennfeld mit Referenz-Betriebspunkt (links) und Messdaten-

Basis (rechts) zur Erstellung und Validierung des Brennverzugs-
Modells

Wie in vorigem Abschnitt gezeigt, bildet eine 0D-Prozessanalyse auf Basis der
ermittelten indizierten Druckverldufe inklusive einer Ladungswechselrechnung die
Grundlage zur Parametrierung des Modells. Als Ergebnis werden der Temperatur-
verlauf, das Verbrennungsluftverhéltnis, die AGR-Rate sowie der TKE-Verlauf und
die Zylindergasmasse ermittelt. Mit dem Verbrennungsluftverhéltnis, der AGR-
Rate, dem indizierten Druckverlauf im Brennraum und dem Temperaturverlauf im
Zylinder wird die laminare Flammengeschwindigkeit des Abgas-Luft-Gemisches
zum ZZP aus einer unter Beriicksichtigung der detaillierten chemischen Reakti-
onsablaufes erstellten Wertetabelle ausgelesen [Perl5|. Die laminare Flammenge-
schwindigkeit, die Zylindergasmasse und die TKE zum ZZP werden jeweils auf
die Werte des Referenz-Betriebspunktes (hier bei n = 2000 min~' und p,,. = 6 bar)

normiert. Die generelle Vorgehensweise zeigt Abbildung 5.2.4.

Die derartige Abstimmung des Brennverzugs-Modells ergibt die in Abbildung
5.2.5 gezeigten Werte fiir die Modell-Parameter.
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5. Modell zur Abbildung der

physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Saugrohr
Messung des indizierten
Brennraum
Druckverlaufes
Abgas

:

0D-Prozessanalyse inkl.
Ladungswechsel

l

|Temperaturver|auf| Vﬁ;?\::rn;al‘:?r?;_

A 4

| AGR-Rate |

| Pzzp |

'

‘TKE—VerIauf| | Zylindergasmasse |

Flammengeschwindigkeit

laminare

TKEZZP mZyI

!

Normierung auf
Referenz-Werte bei
Pme = 6 bar, n = 2000 min'?

l

Brennverzugs-Modell

Abbildung 5.2.4: Vorgehensweise zur Abstimmung der Parameter des Brennverzugs-

Modells

Modell-Parameter | Wert
a 1,1981
b -0,5974
C -0,2297
d -0,5101

Abbildung 5.2.5: Parameter des Brennverzugs-Modells (vgl. Gleichung 5.2.2)
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5.3. Genauigkeit des Brennverzugs-Modells

5.3 Genauigkeit des Brennverzugs-Modells

Der Zielbereich der Brennverzugs-Vorhersage ist mit + 1,5 "KW definiert worden.
Die kurbelwinkelbasierten Differenzen zwischen gemessenem und errechnetem

Brennverzug werden hierbei nach folgendem Zusammenhang ermittelt:
ABV - B‘/gemessen - B‘/;]erechnet (531)

Modellparametrierung

Mit der Parametrierung des Brennverzugs-Modells mit den in Abbildung 5.2.5
gezeigten Werten wird die in Abbildung 5.3.1 veranschaulichte Genauigkeit er-
reicht. Generell wird zwischen Genauigkeiten, die im Zielbereich (grau) und
denjenigen die auferhalb dieses Intervalls in positiver Richtung (weif) sowie
negativer Richtung (schwarz) liegen, unterschieden. Nach Gleichung 5.3.1 ist
demzufolge der berechnete, kurbelwinkelbasierte Brennverzug bei Brennverzugs-
Differenzen von ABV >1,5°KW zu kurz (weif) und bei Brennverzugs-Differenzen
von ABV <-1,5°KW zu lang (schwarz).

22 - 0.4 ; ; ;
f . = 1 i P : | : |
27/ N B 03]
187 / g N
S 16 / \\ = 0.2
S | © i
§ — 147/ . 8o 01
£3 129 ° SE 4o
§ Qg 10 Sz ]
s 8 85 019
= 6 £ -02-
4 g 1
(9] 4
2 e o E _0'3,
0- T T T T T T T T 04 i T ; T ; T ;
1000 2000 3000 4000 5000 1000 2000 3000 4000 5000
Motordrehzanhl Motordrehzahl
n [min-] n [min-]

® |ABV| < 1,5°KW O ABV > 1,5°KW ® ABV <-1,5°KW

Abbildung 5.3.1: Vorhersage-Genauigkeit des Brennverzugs-Modells im Motorkennfeld
(fiir die Parametrierung des Modells)
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Abbildung 5.3.1 (links) zeigt die Ergebnisse der Brennverzugs-Berechnung an den
Betriebspunkten, die zur Parametrierung des Modells herangezogen wurden. In
Abbildung 5.3.1 (rechts) sind die ermittelten zeitbasierten Differenzen zwischen
gemessenem und berechnetem Brennverzug iiber der Motordrehzahl aufgetragen.
Mit den gewéhlten acht kennfeldweit verteilten und zyklusrelevanten Betriebspunk-
ten konnte ein geeigneter Parametersatz fiir das Brennverzugs-Modell ermittelt

werden.

Modellvalidierung

Nach der Herleitung und Bedatung des Modells wird im Folgenden dessen Vali-
dierung an nicht zur Parametrierung des Modells verwendeten Betriebspunkten
gezeigt. Hierzu werden die in Abbildung 5.2.3 (rechts) schwarz markierten Betriebs-
punkte verwendet. Als Ergebnis der Modell-Validierung zeigt Abbildung 5.3.2
(links) die Genauigkeit des Modells im Motorkennfeld und Abbildung 5.3.2 (rechts)

die zeitbasierten Differenzen zwischen gemessenem und berechnetem Brennverzug.

22 : ; : 0415
20+ : 1 3
181/ e-0-2.-2.9.. L

0.3

0.2

0.1+

Prme [Par]
t gy [ms]

Effektivmitteldruck

Differenz zeitlicher Brennverzug

....Q:...

T T T 0.3+ i i i
1000 2000 3000 4000 5000 1000 2000 3000 4000 5000
Motordrehzahl Motordrehzahl
n [min-"] n [min-1]

® |ABV| < 1,5°KW O ABV > 1,5°KW ® ABV <-1,5°KW

Abbildung 5.3.2: Vorhersage-Genauigkeit des Brennverzugs-Modells im Motorkennfeld
(Validierung)

Insgesamt zeigt die Brennverzugs-Berechnung v.a. in den relevanten Bereichen
des Motorkennfeldes sehr gute Ubereinstimmungen. Bei hohen Drehzahlen und

kleinen Lasten zeigen sich vermehrt Betriebspunkte, deren Brennverzug nicht mehr
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5.3. Genauigkeit des Brennverzugs-Modells

hochgenau ermittelt werden kann. Ebenso ist dies bei Lasten von p,,. ~ 3,5 bar
der Fall. Zur Analyse dessen konnen die in Abbildung 5.3.2 (rechts) iiber der
Motordrehzahl aufgetragenen, zeitbasierten Differenzen zwischen gemessenem
und berechnetem Brennverzug herangezogen werden. Es ist ersichtlich, dass die
zeitbasierte Genauigkeit des Modells bei zyklusrelevanten und betriebsstrategisch
sinnvollen Betriebspunkten iiber das gesamte Drehzahl-Band konstant gut ist.
Bei den schwarz markierten Betriebspunkten wird der kurbelwinkelbasierte Brenn-
verzug zu grofs berechnet. Diese Betriebspunkte bei hohen Motordrehzahlen und
niedrigen Lasten werden nicht detailliert analysiert, da sie sowohl fiir den realen,
als auch fiir den Zyklus-Betrieb des Motors irrelevant sind und ihre zeitbasierte
Berechnungs-Genauigkeit im Bereich der iibrigen Betriebspunkte liegt. Lediglich
die durch die erhohte Motordrehzahl gestiegenen Anforderungen an die Genauig-
keit der Berechnung fithren dazu, dass der Brennverzug hier kurbelwinkelbasiert
nicht mehr im definierten Zielbereich liegt.

Bei den weift markierten Betriebspunkten wird der Brennverzug mit dem Modell

! im fiir den realen

zu klein berechnet. Diese liegen, unterhalb von n = 3000 min~
Fahrbetrieb und zyklus-relevanten Bereich. In Abbildung 5.3.2 fillt zusétzlich auf,
dass all diese Betriebspunkte einen Effektivmitteldruck von p,,. ~ 3,5 bar oder
kleiner aufweisen. In Betriebspunkten mit grofferem und teilweise auch kleinerem
Effektivmitteldruck wird der Brennverzug mit dem Modell hingegen zuverléssig
vorher gesagt.

Zur genaueren Analyse der betreffenden Betriebspunkte zeigt Abbildung 5.3.3 mit
dem ES, dem Verhéltnis aus externer zur gesamten AGR, dem Ziindzeitpunkt
sowie TKE, Druck und Temperatur zum ZZP sechs relevante Kenngrofien, die
einen Erklarungsansatz liefern kénnen.

Der Grofteil der betreffenden Betriebspunkte weist einen extrem ausgepragten
Millergrad mit einem Einlassschluss von ES < 100 " KW n. LW-OT auf. Ein extrem
frither ES fiihrt zu mehreren Effekten.

Eine erste mogliche Fragestellung ist, ob der im 0D-Simulationsmodell hinterlegte
Zusammenhang zwischen Ventilhub und Einstromgeschwindigkeit der Zylinderla-
dung sowie das TKE-Modell fiir die Modellierung der Ladungsbewegung selbst
korrekt sind. Der ermittelte Wertebereich fiir die TKE zum ZZP zeigt keine
signifikanten Unterschiede zu anderen Betriebspunkten, in denen der Brennverzug

korrekt vorhergesagt wird, und bewegt sich nicht im Grenzbereich des Modells.
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Das TKE-Modell sowie der Zusammenhang zwischen Ventilhub und Einstromge-
schwindigkeit sind umfangreich experimentell und mit einer 3D-CFD-Simulation
abgeglichen worden. Die ermittelte TKE zum ZZP kann damit als Ursache fiir

unzureichende Qualititen der Brennverzugs-Berechnung ausgeschlossen werden.
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Abbildung 5.3.3: relevante Kenngrofen der Betriebspunkte mit zu klein berechnetem
Brennverzug (Modell-Validierung)

Ein ausgepragter Millergrad fiihrt zu sehr frithen ZZP, wie Abbildung 5.3.3 (oben
rechts) veranschaulicht. Hier zeigt der Vergleich mit anderen Betriebspunkten,
dass das Brennverzugs-Modell bei Ziindzeitpunkten nach ZZP = 25°KW v. ZOT
sehr gute Genauigkeiten liefert. Bei Ziindzeitpunkten vor ZZP =25°KW v. ZOT
nimmt die Genauigkeit ab. Dies kann mehrere Ursachen haben.

Einen ersten Erklarungsansatz zeigt Abbildung 5.3.3 (unten links). Das Ver-
héltnis von externer AGR zur gesamten AGR im Zylinder liegt bei allen be-
treffenden Betriebspunkten deutlich unter 10 %. Betriebspunkte, bei denen das
Brennverzugs-Modell sehr gute Ubereinstimmungen liefert, weisen hier Werte von
% >30% auf. Da auf Grund der Vereinfachung des Modells bewusst auf
eine getrennte Beriicksichtigung von interner und externer AGR verzichtet wird,
kénnte das grundlegend andere chemische Reaktionspotential von interner und

externer AGR hier zu groferen Abweichungen in der Brennverzugs-Vorhersage
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5.3. Genauigkeit des Brennverzugs-Modells

fithren. Dartiber hinaus zeigt Abbildung 6.1.9 eine signifikante Beeinflussung der
Ladungsbewegung durch einen ausgepriagten Millergrad. Dies fiihrt im Resultat zu
einer vergleichsweise schlechten Homogenisierung der Zylinderladung und einem
sehr frithen ZZP. Die betreffenden Betriebspunkte weisen somit zusétzlich zu
einem sehr grofen internen AGR-Anteil (Abbildung 5.3.3 (unten links)) eine hohe
Inhomogenitét auf. Diese von Honardar in [PH09| beschriebene Schichtung des
intern riickgefithrten Abgases vor allem im Bereich der Ziindkerze konnte hier
ebenso zu den ermittelten Ungenauigkeiten der Brennverzugs-Berechnung fiihren.
Dariiber hinaus bedingt der sehr frithe ES vergleichsweise geringe Temperaturen
und Driicke zum ZZP, wie Abbildung 5.3.3 (unten Mitte & rechts) zeigt. Auch bei
der Temperatur zum ZZP kann eine Schichtung im Brennraum durch den sehr
hohen internen AGR-Anteil nicht ausgeschlossen werden. Bei Betriebspunkten,
in denen der Brennverzug mit sehr hoher Genauigkeit vorhergesagt wird, liegen
die Temperaturen bei Tzzp > 630K und die Zylinderdriicke bei pyzzp > 10 bar.
Hier kénnte neben der vermuteten Schichtung der Zylinderladung sowie dessen
Inhomogenitdaten in AGR-Rate und Temperatur, die von einem auf einer 0D-
Prozessanalyse basierenden Brennverzugs-Modell nicht erfasst werden, auch die
Ermittlung der laminaren Flammengeschwindigkeit fehlerhaft sein. Die laminare
Flammengeschwindigkeit fiir die betreffenden Betriebspunkte liegt zwar nicht im
Grenzbereich des Modells, jedoch basiert sie auf der Berechnung des detaillierten
chemischen Reaktionsfortschritts in einem homogenen Reaktor.

Insgesamt fithrt ein sehr frither ES vermutlich zu Inhomogenitédten im Zylinder, die
das auf einer 0D-Prozessanalyse basierende Brennverzugs-Modell nicht abbilden
kann. Weiterhin kénnte der zur Vereinfachung des Modells vorgenommene Verzicht
auf eine Unterscheidung von internem und externem Abgas zur Verschlechterung
der Genauigkeit beitragen. Auch der sehr frithe ZZP, der zu Temperaturen und
Driicken im Grenzbereich des Modells fiihrt, bedingt vermutlich eine abnehmende
Berechnungs-Qualitéit des Brennverzuges mit frithem ES.

An dieser Stelle wird empfohlen, das Brennverzugs-Modell nicht fiir Miller-
Brennverfahren mit einem Einlassschluss von ES <100 "KW n. LW-OT und dem

damit einhergehenden sehr frithen ZZP zu verwenden.
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Variationen einzelner Einflussgrofien

Zusétzlich zur kennfeldweiten Bewertung der Berechnungs-Qualitit des Brennverzugs-
Modells, die sich eng an der Betriebsstrategie des Motors orientiert, werden im
folgenden Abschnitt die Berechnungs-Ergebnisse bei Variation der drei einzelnen
Einflussgrofsen fernab der Betriebsstrategie des Motors diskutiert.

Hierzu zeigt Abbildung 5.3.4 die gemessenen (gem.) und gerechneten (ger.) Brenn-
verziige bei einer Variation der Drehzahl als Haupteinflussgrofe auf die TKE zum

Z7P.
22

—e— n-Var. bei p,. = 18 bar (gem.)
----- - N-Var. bei pnh. = 18 bar (ger.)

- Np,.o18 = 1500 - 3500 min™!
NS

e

= ;- —e— n-Var. bei p,,. = 10 bar (gem.)
S g - n-Var. bei pme = 10 bar (ger.)

npmelo = 1250 - 5000 min_1

n-Var. bei p, = 2 bar (gem.)

0 50 100 150 200 n-Var. bei pme = 2 bar (ger.)

turbulente kinetische Energie Npme2 = 1000 - 5000 min™*
TKE [m?/s?]

Abbildung 5.3.4: Qualitit der Brennverzugsvorhersage bei Variation der TKE zum
7P

Die Variation der Drehzahl wird bei den drei Effektivmitteldriicken p,,. = 2 bar,
Pme = 10 bar und p,,,. = 18 bar jeweils von der kleinsten bis zur grofsten moglichen
Drehzahl durchgefiihrt. Dabei ergeben sich TKE zum ZZP von TKE,,;, =5 T—;
bis TKE,, .. = 200 ’?—22 Der Einlassschluss wird fiir diese Messreihen auf konstant
ES=174°KW n. LW-OT festgelegt. Die externe AGR wird auf AGR = 0% festge-
setzt. Die gednderte Motordrehzahl fiihrt zu unterschiedlichen Zeitquerschnitten
beim Ein- und Ausstromen der Luft und des Abgases iiber die Ventile. Zusétzlich
andert der entsprechende ATL-Betriebspunkt die Druckverhéltnisse im Ein- und
Auslass. Beides bedingt unterschiedliche interne Restgasraten. Die Zylindergas-
masse bleibt je Messreihe in etwa konstant.

Es ist ersichtlich, dass das Brennverzugs-Modell sehr gute Ubereinstimmungen mit
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5.3. Genauigkeit des Brennverzugs-Modells

den experimentell ermittelten Brennverziigen liefert. Sowohl die veranderlichen
internen Restgas-Raten, als auch die signifikant verdnderte Motordrehzahl mit
entsprechend unterschiedlicher TKE werden vom Brennverzugs-Modell sehr gut
abgebildet.

Abbildung 5.3.5 zeigt die gemessenen und gerechneten Brennverziige bei einer
Variation der externen AGR-Rate als Haupteinflussgréfse auf die laminare Flam-

mengeschwindigkeit.

AGR-Var.: 2000/18 bar (gem.)
AGR-Var.: 2000/18 bar (ger.)
AGR2000/18 = 2,5 - 25 %

S

g OE AGR-Var.: 3000/12 bar (gem.)
= g AGR-Var.: 3000/12 bar (ger.)
) AGR3000/12 = 5 - 25 %

AGR-Var.: 5000/8 bar (gem.)

AGR-Var.: 5000/8 bar (ger.)
AGR5000/8 = 6 - 19 0/0

lam. Flammengeschwindigkeit
s, [cm/s]

Abbildung 5.3.5: Qualitdt der Brennverzugsvorhersage bei Variation der laminaren
Flammengeschwindigkeit

Entsprechend der verdnderlichen externen AGR-Rate werden ebenso die Zy-
lindergasmasse und der ZZP verstellt. Beides beeinflusst auch die TKE zum
Z7P. Die Variation der externen AGR-Rate erfolgt an drei unterschiedlichen
Betriebspunkten: n = 2000 min=! & p,,. = 18 bar, n = 3000 min~! & py,e = 12 bar
(Verbrauchs-Bestpunkt) und n= 5000 min~! & p,,. =8bar (hohe Drehzahl mit
entsprechend kleinem Toleranzfenster). Aus der Variation der externen AGR-
Rate ergeben sich laminare Flammengeschwindigkeiten zwischen sp i =22 <
und Sz ez = 82 <* Der Einlassschluss wird fiir diese Messreihen auf konstant
ES=174°KW n. LW-OT festgelegt.

Auch bei der Variation der laminaren Flammengeschwindigkeit zeigen die mit dem
Modell errechneten Brennverziige in jedem der drei Betriebspunkte sehr gute Uber-

einstimmungen mit den gemessenen Brennverziigen. Die Quereinfliisse, die bei der
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5. Modell zur Abbildung der
physikalischen Einflussgrofen auf den Brennverzug

Variation der laminaren Flammengeschwindigkeit aus einer ebenso veranderten Zy-

lindergasmasse und TKE resultieren, bildet das Modell somit ebenfalls sehr gut ab.

Als dritte Einflussgrofse wird die Zylindergasmasse variiert. Abbildung 5.3.6 zeigt
die entsprechend gemessenen und gerechneten Brennverziige der einzelnen Mess-

reihen.

26 S —e— my,-Var. bei 2000 min~1 (gem.)

mg,-Var. bei 2000 min~1 (ger.)
mzy|,2000 =90-720 mg

mg,-Var. bei 1500 min~1 (gem.)

Brennverzug
BV [°KW]

my,-Var. bei 1500 min~1 (ger.)
mzy|,1500 = 90 - 740 mg

mg,-Var. bei 3000 min~1 (gem.)

6 3 : 3 : . o
0 260 460 6(50 800 mz,-Var. bei 3000 min 1 (ger.)
Zylindergasmasse Mzy1,3000 = 90 - 640 mg

mZyI [mg]

Abbildung 5.3.6: Qualitdt der Brennverzugsvorhersage bei Variation der Zylindergas-
masse

Bei der Variation der Zylindergasmasse unterliegt auch die TKE zum ZZP
durch einen angepassten ZZP signifikanten Verdnderungen. Weiterhin beeinflus-
sen die an den Ventilen gednderten Druckverhéltnisse die interne Restgas-Rate.
Die externe AGR-Rate wird auf konstant AGR=0% und der Einlassschluss
auf ES=174°KW n. LW-OT festgesetzt. Die laminare Flammengeschwindigkeit
bleibt trotz mit steigender effektiver Last verringerter interner Restgas-Rate auf
Grund des ebenso verdnderlichen Temperatur- und Druckniveaus im Brennraum
nahezu konstant. Die Variation der Zylindergasmasse erfolgt bei Motordrehzahlen
von n = 1500min~!, n = 2000 min~! und n = 3000 min~! von der jeweils kleinst-
bis zur grofstmoglichen effektiven Last. Hierbei werden Zylindergasmassen von
M7y min — 90 Mg bis Mz mae, — 740 mg erreicht.

Auch bei der Variation der Zylindergasmasse werden die Brennverziige mit dem

vorgestellten Modell sehr gut berechnet. Etwaige Quereinfliisse aus der gednderten
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5.3. Genauigkeit des Brennverzugs-Modells

internen Restgas-Rate oder der TKE zum ZZP werden zuverlassig und korrekt
abgebildet.

Insgesamt zeigen die mit dem vorgestellten Modell berechneten Brennverziige
iiber weite und v.a. zyklus- und RDE-relevante Kennfeldbereiche eine sehr gute
Ubereinstimmung mit den gemessenen Brennverzugswerten. Unterschiedlichste
Einfliisse aus veranderlichen internen Restgas-Raten, laminarer Flammengeschwin-
digkeit, TKE zum ZZP und Zylindergasmasse als Haupteinflussgrofen auf den
Brennverzug werden robust und korrekt abgebildet.

Die Analyse von Schwachlast-Betriebspunkten mit sehr ausgeprigtem Miller-Grad
zeigt, dass das Brennverzugs-Modell ausschliefllich solange sehr genaue Werte
berechnen kann, wie die Annahme einer homogenen Ladungszusammensetzung
gilt. Bei sehr frithem ES (ES < 100 "KW n. LW-OT) ergibt sich im Hinblick auf die
AGR- und Temperatur-Verteilung sowie auch in Bezug auf die Ladungsbewegung
eine sehr heterogene Charakteristik. Da die Eingangsdaten des Brennverzugs-
Modells aus einer 0D-Prozessanalyse berechnet werden, fiihrt eine zunehmende
Heterogenitéit der Zylinderladung zu immer groferen Diskrepanzen zwischen

gemessenen und berechneten Brennverziigen.
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6. Vergleich von Miller- & AGR-

Brennverfahren

Die vorig durchgefiihrten experimentellen Untersuchungen zu den Einflussgro-
fen auf den Brennverzug weisen neben dem Miller-Brennverfahren vor allem
eine Prozessfithrung mit hohen externen, gekiihlten AGR-Raten als effektiv zur
Optimierung der ottomotorischen Energieumsetzung aus. Demzufolge wird im
folgenden Kapitel gepriift, inwieweit sich die einzelnen Betriebsbereiche des Mo-
tors durch die Verwendung externer, gekiihlter AGR und der Moglichkeit, ein
sehr ausgeprégtes Miller-/FES-Brennverfahren zu realisieren, positiv beeinflussen
lassen. Im Zuge dessen werden je ein Betriebspunkt im Saug- und Aufladebetrieb

untersucht.

6.1 Saugbetrieb

6.1.1 Versuchsdurchfiihrung

Die Untersuchungen im Saugbetrieb werden an einem zyklusrelevanten Betriebs-
punkt bei einer Drehzahl von n—=1500min~! und einem Effektivmitteldruck
von ppge = Hbar durchgefithrt. Abbildung 6.1.1 zeigt dessen Positionierung im
Gesamtkennfeld des Motors.
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Abbildung 6.1.1: Darstellung des untersuchten Saugbetriebspunktes im Motorkennfeld

Anhand dieses Betriebspunktes sollen die Auswirkungen einer externen, gekiihlten
AGR und einer Friithverschiebung des ES einzeln und auch in ihren Kombinationen
im Hinblick auf die Optimierungspotenziale der innermotorischen Energicumset-
zung, des Ladungswechsels und der Reibung iiber weite Variationsbreiten bewertet
werden. Abbildung 6.1.2 zeigt den Ausschnitt aus dem gesamten Messprogramm,
der im Rahmen dieser Arbeit zur Untersuchung der Potenziale von AGR und FES

im Saugbetrieb ausgewéhlt worden ist.

n . . A Auslass | Auslass | Einlass | Einlass | AGR-Rate
me offnet | schlieft | offnet | schlieRt | (extern) Bemerkung
min? | bar | - | - °KW n. LW-OT %
90-175 0 reiner FES-Betrieb
90-175 17 AGR-FES-Kombination
1500 5 1431 1 -180 -10 0
175 0-20 reiner AGR-Betrieb
120 0-20 FES-AGR-Kombination

Abbildung 6.1.2: Einstellparameter zur Untersuchung des Saugbetriebspunktes bei
n=1500 min~! und py,. = 5bar
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6.1. Saugbetrieb

Es erfolgt jeweils eine Variation der zu untersuchenden Einflussgrofse, wobei alle
iibrigen Grofen konstant gehalten werden. So ergibt sich aus der ES-Variation
bei einer AGR-Rate von AGR = 0% der ,reine FES-Betrieb* und aus der AGR-
Variation bei einem ES = 175°KW n. LW-OT der ,reine AGR-Betrieb“. Aus den
iibrigen beiden Messreihen resultiert derjenige Kombinationsbetrieb, der jeweils
zu minimalen Kraftstoffverbréauchen fithrt. Der Sollwert fiir die Schwerpunktlage
der Verbrennung liegt bei @50 =8 KW n. ZOT. Als Stellgrofse dient der Ziind-
zeitpunkt, der mit einer Genauigkeit von Agyzp = 0,75 "KW vorgegeben werden

kann.

6.1.2 Thermodynamische Analyse der motorischen

Globalwerte

Die eingestellten Betriebspunktparameter zeigt Abbildung 6.1.3, aufgetragen tiber
den Saugrohrdruck. Drehzahl, Effektivmitteldruck, Verbrennungsluftverhéltnis
und Raildruck werden mit hinreichender Genauigkeit eingeregelt, sodass hieraus
keinerlei Quereinfliisse auf die zu untersuchenden Zusammenhénge zu erwarten
sind. Lediglich beim jeweils frithesten ES der ES-Variationen kann die Last auf
Grund des zu geringen Durchstromquerschnittes am Ventil nicht mehr eingeregelt
werden. Die Aufladezeit der Ziindspule wird auf t;zg = 3 ms festgelegt, um mit ggii.
der Serienapplikation erhéhten Ziindenergien méglichst weite Variationsbreiten
der beiden Brennverfahrens-Mafsnahmen untersuchen zu kénnen. Weiterhin sind
mit der externen AGR-Rate, dem Schliefzeitpunkt der Einlassventile und dem
sich daraus ergebenden maximalen Einlassventilhub die Variationsgrofien der

jeweiligen Messungen veranschaulicht.

Im Folgenden werden die Ergebnisse des Vergleiches und der Kombination von
frithem ES und externer AGR gezeigt. Hierzu sind in Abbildung 6.1.4 der Reib-
und Ladungswechselmitteldruck, der relative spezifisch effektive Kraftstoffver-
brauch sowie der Variationskoeffizient des indizierten Mitteldruckes jeweils fiir
den reinen AGR- und FES-Betrieb sowie deren Kombination gezeigt. Aufgetragen
sind die folgenden Vergleichsgrofen jeweils iiber den Saugrohrdruck als sinnvoller

Koppelungsgrofe zwischen AGR- und Miller- /FES-Brennverfahren.
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Abbildung 6.1.4: relativer spezifischer Effektivverbrauch, Reib- und Ladungswechsel-
mitteldruck sowie Variationskoeffizient des indizierten Mitteldruckes
bei n=1500 min~—! und py,. = 5 bar

Der spezifische, relative Effektivverbrauch kann mit beiden Brennverfahren abge-
senkt werden. Beim reinen FES-Betrieb (ES-Var., AGR = 0%) ergeben sich deutli-
che Vorteile ggii. dem reinen AGR-Betrieb (AGR-Var., ES = 175° KW n. LW-OT).
Eine Kombination beider Brennverfahren generiert weitere Verbrauchsvorteile.
Gezeigt ist jeweils die FES-AGR- und AGR-FES-Kombination, die den geringsten
spezifischen Kraftstoffverbrauch erreicht. Bei der Kombination aus FES und AGR
ist darauf zu achten, beide Brennverfahren nicht an ihren jeweiligen Vertraglich-
keitsgrenzen im Hinblick auf die Verbrennung anzuwenden. Bspw. hat sich gezeigt,
dass eine AGR-Variation bei einem ES = 100 " KW n. LW-OT, bei dem der Aus-
gangswert des spezifischen Verbrauches ggii. einem ES = 120 ° KW n. LW-OT ca.
1 %-Punkt niedriger liegt, nicht die gleichen Verbrauchsvorteile erzielt wie eine
AGR-Variation bei ES = 120°KW n. LW-OT. Werden beide Brennverfahren in

unterschiedlicher, aber zielfiihrender Auspridgung kombiniert, ergeben sich im
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

gezeigten Betriebspunkt die gleichen Verbrauchsvorteile von ca. 6 % ggii. dem
Ausgangswert mit konventionellen Steuerzeiten und ohne AGR.

Die Reibmitteldriicke sinken kontinuierlich bei einer Frithverschiebung des ES.
Dies ist auf die in Abbildung 2.3.2 (links) gezeigte Kinematik des verwendeten
Ventiltriebes zuriickzufiihren. Bei konstantem EO verringert sich bei einer Friihver-
schiebung des ES immer auch der maximale Ventilhub, was zu verringerter Reibung
im Ventiltrieb fiihrt. Als weiterer Aspekt hat der Zylinderdruck Einfluss auf den
Reibmitteldruck. Scholz zeigt in [Sch06], dass hohere Zylinderspitzendriicke zu er-
héhter Reibung fithren. Abbildung 6.1.5 korreliert hierzu die Zylinderdruckverldufe

dreier ausgewéhlter Vergleichs-Messpunkte zu deren Reibmitteldriicken.
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Abbildung 6.1.5: Reibmitteldriicke der verschiedenen Messreihen und Zylinder-
druckverldufe der drei ausgewahlten Vergleichs-Messpunkte bei
n=1500 min~! und py,. = 5bar

Als Ausgangspunkt des Vergleiches wird ein Betriebspunkt mit AGR =0 % und ei-
nem ES=175°KW n. LW-OT gewahlt. Die weiteren zwei Messpunkte dienen
der Veranschaulichung der Auswirkungen der AGR-Beimengung bei konven-
tionellen Steuerzeiten (AGR = 17% und ES = 175°KW n. LW-OT) und der
Frithverschiebung des ES bei konstanter AGR-Rate (AGR-Rate=17% und
ES=110°KW n. LW-OT). Die durch die Forderung eines konstanten Verbren-
nungsluftverhéltnisses additiv verwendete AGR fiihrt zu einer erhéhten Zylin-

dergasmasse und durch die langsamere Brenngeschwindigkeit zu einem deut-
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6.1. Saugbetrieb

lich fritheren Ziindzeitpunkt, um die Verbrennungsschwerpunktlage konstant bei
w50 =8 ° KW n. ZOT zu belassen. Beides wirkt sich in einen héheren Zylinderdruck
ggii. der Ausgangsmessung mit AGR=0% und ES = 175°KW n. LW-OT aus.
Trotz AGR-bedingt langsamerer Energiefreisetzung resultiert dies v.a. wiahrend
der Kompression in einen héheren Zylinderdruck. Hier ist ein grundlegender Un-
terschied zur dieselmotorischen AGR festzustellen, da die ottomotorische AGR die
Zylindergasmasse bei konstantem Verbrennungsluftverhéaltnis signifikant erhoht.
Wird dann bei konstanter AGR-Rate das ES nach friih verschoben, ergibt sich
durch die Unterexpansion im Zylinder und die weiter verlangsamte Energicumset-
zung ein geringerer Zylindermaximaldruck und der Reibmitteldruck sinkt.

Als dritte Kenngrofse ist in Abbildung 6.1.4 als Mafs fiir die Laufruhe des Motors
der Variationskoeffizient des indizierten Mitteldruckes aufgetragen. Es ist zu sehen,
dass der Variationskoeffizient fiir die reine AGR-, die reine ES-Variation und deren
Kombinationen kleiner als COV = 1,5 % und somit im Hinblick auf die Laufruhe
des Motor unbedenklich ist (Literatur-Empfehlung: COV < 4%). Lediglich der
letzte Messpunkt der ES-Variation bei AGR =17 % zeigt einen deutlich groferen
Variationskoeffizienten. Abbildung 6.1.3 zeigt hierzu, dass die Last in diesem
Messpunkt auf Grund des sehr frithen ES nicht mehr eingeregelt werden konnte.

Der Messpunkt ist somit ungiiltig.

Abbildung 6.1.6 zeigt die nach der Schnittpunkt-Methode ermittelten Ladungs-
wechselverluste und die zu Grunde liegenden Ladungswechselschleifen der drei

ausgewahlten Vergleichs-Messpunkte.
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Abbildung 6.1.6: Ladungswechselverluste und Ladungswechselschleifen der drei ausge-
wahlten Vergleichs-Messpunkte bei n = 1500 min~! und pme = 5 bar
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Es ist zu erkennen, dass die Entdrosselung iiber externes Abgas die Ladungswechsel-
verluste mit dem gleichen Gradienten verringert wie die Entdrosselung iiber FES.
Jedoch muss die Messreihe auf Grund der AGR-Vetriiglichkeit in diesem Betriebs-
punkt bereits nach weniger als 100 mbar Saugrohrdruckerh6hung abgebrochen wer-
den. Die entsprechenden Ladungswechselschleifen sind in Abbildung 6.1.6 (rechts)
zu sehen. Eine deutlich weitere Absenkung der Ladungswechselverluste kann mit ei-
ner Frithverstellung des ES realisiert werden. Hier kann der Saugrohrdruck fast bis
zum Umgebungsdruck angehoben werden. Die zugehorige Ladungswechselschleife
mit ausgepragter Unterexpansion nach ES ist ebenso in Abbildung 6.1.6 (rechts)

zu erkennen.

Zur weiteren Bewertung von AGR- und FES-Brennverfahren werden im Folgenden
in Abbildung 6.1.7 die Verbrennungscharakteristika Verbrennungsschwerpunktlage,
Brennverzug und die Brenndauern von 5-50 % sowie von 50-90 % gezeigt. Die
Schwerpunktlage der Verbrennung wird bei allen Messpunkten im Rahmen der
Regelgiite auf konstant 8 ' KW n. ZOT eingestellt.

Der Brennverzug verlangert sich bei beiden Brennverfahren. Jedoch sind die
Brennverziige bei gleicher Entdrosselung mit AGR deutlich grofer als bei frii-
hem ES. Hierzu hat Wiese in [Wie09| dargelegt, dass der Brennverzug eines
Kraftstoff-Luft-Abgas-Gemisches mafigeblich von seiner laminaren Flammenge-
schwindigkeit bestimmt wird. Je grofer die laminare Flammengeschwindigkeit,
desto kleiner der Brennverzug. Mit dieser Erkenntnis und der von Rhodes in [RK85]
vorgenommenen Erweiterung der Zusammenhénge der laminaren Flammenge-
schwindigkeit um den Einfluss der AGR, wie sie in Gleichung (2.1.3) dargelegt ist,
zeigt sich, dass die AGR die laminare Flammengeschwindigkeit chemisch absenkt
und dementsprechend den Brennverzug signifikant erhéht. Ein FES hingegen wirkt
fast ausschlieflich physikalisch auf den Brennverzug. Zusétzlich dazu fithrt der mit
steigender AGR-Rate ausgeprégtere Vorziindbedarf zu einem immer niedrigerem
Druck- und Temperaturniveau wiahrend der Kompression bei dem geziindet werden
muss. In Summe iibersteigt der chemische Einfluss der AGR auf den Brennverzug
die physikalische Wirkung des FES.

Die Brenndauern nehmen sowohl mit einer Friithverschiebung des ES, als auch
mit einer Steigerung der AGR-Rate zu. Auch hier ist der Gradient bei der AGR
grofer als beim FES-Brennverfahren. Das riickgefithrte Abgas wirkt mit der
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6.1. Saugbetrieb

Verlidngerung der laminaren Flammengeschwindigkeit nach Damkdhler in [Dam26|
in gleicher Weise auf die turbulente Brenngeschwindigkeit. Diese charakterisiert

den Verbrennungsfortschritt der vorgemischten ottomotorischen Verbrennung

malsgeblich.
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Abbildung 6.1.7: Verbrennungsschwerpunktlage, Brennverzug und Brenndauern bei
n=1500 min~! und p,,. = 5 bar

Weiterhin wird die AGR am Ottomotor auf Grund der Forderung eines konstanten
Verbrennungsluftverhéltnisses von A= 1,0 anders als am Dieselmotor, additiv
verwendet. Hieraus resultiert eine Erhohung der zylinderinternen Gasmasse. Beides
fithrt in Summe zu einer Temperaturabsenkung im Brennraum und damit zu einer
verlangsamten Energiefreisetzung, was in Abbildung 6.1.8 veranschaulicht wird. Zu
sehen sind drei ausgewéhlte Messpunkte mit unterschiedlicher AGR-Rate und ES
sowie deren Brennverldufe und Verlaufe der Gastemperatur. Wird die AGR-Rate
bei konstantem ES von ES =175 KW n. LW-OT von AGR =0 % auf AGR=17%

73



6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

erhoht, wirkt sich dies in langere Brenndauern und geringere Gastemperaturen
aus. Grund hierfiir ist die durch die AGR verringerte Flammengeschwindigkeit mit
entsprechend verlangsamter Energiefreisetzung. Eine Frithverschiebung des ES bis
auf ES=110°KW n. LW-OT bei einer konstanten AGR-Rate von AGR=17%
verldngert die Brenndauer weiter. Dabei dndert sich das Temperaturniveau der

Expansion lediglich im Bereich um seinen Maximalwert.
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Abbildung 6.1.8: Brenndauern, Brennverlauf und Verlauf der Gastemperatur der drei
ausgewihlten Messpunkte bei n—= 1500 min~! und p,,. = 5bar

Die mit FES weiter steigende Brenndauer kann auf die in Abbildung 6.1.9 gezeigte

Beeinflussung der Ladungsbewegung durch ein FES zuriickgefiihrt werden. Gezeigt
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6.1. Saugbetrieb

ist die Ladungsbewegung fiir einen mit ES = 175° KW n. LW-OT konventionellen
und einen sehr frithen ES von ES =110°KW n. LW-OT.

ES = 175 °KW n. LW-OT ES = 110 °KW n. LW-OT
(konventionell) (FES)

@ =120

=
O
N
>
=
X

hoch Ladungsbewegung niedrig

Abbildung 6.1.9: 3D-CFD-Rechnung zur Intensitidt der Ladungsbewegung bei
ES = 175°KW n. LW-OT und ES = 110° KW n. LW-OT bei
n=1500 min~! und py,. = 5bar

Die als Tumble vorgesehene Ladungsbewegung préagt sich bei spatem ES deutlich
intensiver aus als bei frithem. Nach List und Fichlseder in [LEKOS8| dissipiert eine
Tumble-Stromung auf Grund seiner orthogonal zur Zylinderachse angeordneten
Bewegungsachse im Vergleich zur Drall-Strémung bei der Aufwéartsbewegung des
Kolbens kurz vor ZOT. Die kinetische Energie, die im Tumble gespeichert ist,
wird in Turbulenz- bzw. turbulente kinetische Energie umgewandelt. Merker,
Schwarz und Stiesch zeigen in [MSSO04], dass sich das lokale Turbulenzniveau,
als mafsgebliche Einflussgrofe auf die turbulente Flammengeschwindigkeit, aus der

turbulenten kinetischen Energie ergibt. Da die ottomotorische Verbrennung im
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

Wesentlichen von Turbulenz getrieben wird, ist eine intensive Ladungsbewegung
Grundvoraussetzung fiir einen ausgeprégten turbulenten Flammenfortschritt und
damit eine effiziente Verbrennung. Dieser weitestgehend physikalische Einfluss
des FES ist kleiner als der chemische Einfluss der AGR. Deshalb sind die in
Abbildung 6.1.8 gezeigten Brenndauern mit AGR im Vergleich zum FES bei

gleichem Saugrohrdruck lénger.

Als weiteres Resultat der Verlangsamung des innermotorischen Energieumsatzes
sowohl mit AGR, als auch mit FES, sind in Abbildung 6.1.10 der kumulierte Wand-
warmeverlust fiir die vier untersuchten Messreihen und die indizierten Verlaufe
der Wandwérmeverluste fiir drei ausgewéhlte Messpunkte mit unterschiedlichen
AGR-Raten und ES gezeigt.

AGR=0%| |AGR=17%| AGR=17% AGR=0%| |AGR=17%| AGR=17%
ES=175 ES=175 ES=110 ES=175 ES=175 ES=110
10.0 (—/ 50 /
) |-
2 9.5 A/ % — 45 N
33 LS 8240 a1 me
9 b ~ 90 .\ — X 35 1 L‘
ESS ) Ly _ [ORNORC] *Qi‘\
U~ 85 L £ > 230 \
=g ‘ R { 25 S\
S%% 75 . 2T 25 Em—
X35 = -3 i/ N
ciN 7.0 = 10 i
© X = 5 7
; 6.5 ; ; 0 === Tz0T "I“rr—‘
I —
6.0 ;S m————— H
500 600 700 800 900 1000 1100 1200 45 -30 -15 0 15 30 45 60 75 90
Saugrohrdruck [mbar] Kurbelwinkel [°KW]

—— AGR-Var. beiEs =175 °KW n. LW-OT
—-A—- ES-Var.  bei 0% AGR

----@--- AGR-Var. beiEs =120 °KW n. LW-OT
—X—-ES-Var.  bei 17% AGR

Abbildung 6.1.10: kumulierte Wandwérmeverluste der untersuchten Messreihen und
indizierter Verlauf der Wandwirmeverluste fiir drei ausgewéhlte
Messpunkte bei n = 1500 min~! und p,,. = 5bar

In Abbildung 6.1.10 (links) ist ersichtlich, dass die Wandwérmeverluste mit bei-
den untersuchten Brennverfahren reduziert werden konnen. Grund hierfiir ist
die beiden Brennverfahren inhédrente Verlangsamung der Energiefreisetzung im
Zylinder. Dabei erfolgt die Reduktion der Wandwérmeverluste mit AGR bei
gleicher Entdrosselung in deutlich grofserem Mafse als mit FES. Die Wandwérme-

verluste ergeben sich aus der zur Warmeiibertragung zur Verfiigung stehenden
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Flédche, den Warmeiibergangskoeffizienten und der Temperaturdifferenz zwischen
Brennraum und Brennraumbegrenzung. Ohne AGR und bei konventionellen Steu-

erzeiten betriagt bspw. die Maximaltemperatur im Brennraum Tpgg ~ 2250 K und

w
m2K "

der AGR-Rate hat mafigeblichen Einfluss auf die kalorischen Eigenschaften, die
Reaktionskinetik der Zylinderladung und die thermische Masse im Zylinder. Da-

der maximale Warmeiibergangskoeffizient agpr ma. ~ 2470 Eine Erhchung

durch verringert die AGR die maximale Brennraumtemperatur auf Tgr ~ 1980 K

w_
m2K "

Eine reine Frithverschiebung des ES wirkt im Wesentlichen physikalisch auf das

und den Warmetibergangskoeffizienten auf agp e, ~ 2210

Stromungsfeld. Die Stoffzusammensetzung und die zylinderinterne Gasmasse
bleiben weitestgehend konstant. Somit ergibt sich die maximale Brennraumtem-
peratur bei einem ES von ES=110°KW n. LW-OT zu Tpr~2120K und der
maximale Warmeiibergangskoeffizient zu agp ez ~ 1910 m‘QVK ab. Die Absenkung
des Warmetibergangskoeffizienten beschrankt sich bei beiden Brennverfahren auf

den Bereich um seinen Maximalwert. Damit werden die Wandwarmeverluste bei
weiterer Expansion im Wesentlichen durch die Brennraumtemperaturen bestimmt.
Diese verhalten sich im Verhéltnis zueinander auch wahrend der Expansion ent-
sprechend ihrer exemplarisch angegebenen Maxima.

Abbildung 6.1.10 (rechts) zeigt die indizierten Wandwérmeverluste dreier ausge-
wahlter Vergleichs-Messpunkte. Sie bestétigt, dass der Einfluss der AGR auf die
Wandwéarmeverluste deutlich grofser ist, als der des FES. Dariiber hinaus ist er-
sichtlich, dass beide Brennverfahren in Kombination die Wandwéarmeverluste iiber
das Mak des jeweilig einzelnen Brennverfahrens hinaus weiter absenken kénnen.
Die veranschaulichten Vergleichs-Messpunkte zeigen dies anhand der Friihverschie-
bung des ES, welche die bereits mit AGR verringerten Wandwérmeverluste weiter
absenkt. Dies gilt umgekehrt genauso, wie der gezeigten AGR-Variation bei einem
ES = 120°kW n. LW-OT in Abbildung 6.1.10 (links) entnommen werden kann.

Die mit FES und externer AGR vielschichtige Einflussnahme auf die Verbrennung
wirkt auf unterschiedlichste Weise auf die Abgas- und Schadstoff-Emissionen. Zur
Beurteilung der Wirkung von FES und externer AGR auf die einzelnen Abgaskom-
ponenten zeigt Abbildung 6.1.11 die spezifischen CO5- und NOy-Emissionen der
vier untersuchten Messreihen. Die spezifischen COy-Emissionen folgen als Kraft-

stoffiquivalent den ermittelten spezifischen Kraftstoffverbrauchen aus Abbildung
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

6.1.4. Die NO4-Emissionen kénnen sowohl mit externer AGR, als auch mit FES

abgesenkt werden.

oy 104 s 18 1
c 1 |
S 102 X & 16
2 | ! 2= 14 .
g I 100 # 0 \ - L
52 | 1A E= 12 \ . ~
6\1 E’_ 98 i //’ UHXA\; 10 \‘ . A
[ I / 2= 8 » ®
00 X ~K' v b og
e O 94 n c B3
3 1 ~of 22 4
= P, 0w =z = B¢ -
ﬁ 92 = 2 N D
9 1 0
& 90 o 0
500 600 700 800 900 1000 1100 1200 500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Saugrohrdruck [mbar] Saugrohrdruck [mbar]
—@— AGR-Var. bei Es =175 °KW n. LW-OT
— -A—- ES-Var. bei 0% AGR
As: -10 °KW n. LW-OT ----@--- AGR-Var. bei Es =120 °KW n. LW-OT
E&: 0 °KW n. LW-OT — X—- ES-Var. bei 17% AGR

Abbildung 6.1.11: COs- und NOy-Emissionen der vier untersuchten AGR- und ES-
Variationen bei n=1500 min~" und pme = 5 bar

Mit der externen AGR werden signifikant niedrigere NO,-Emissionen erzielt. Die
motorische Stickoxid-Bildung ist im Wesentlichen von der Spitzentemperatur
wihrend der Verbrennung getrieben. Holtbecker und Geist geben in [HG98| an,
dass eine Verbrennungstemperaturerhohung um 100 K oberhalb von 1500 K die
NO-Bildungsrate verzehnfacht. Ein anderer Quantifizierungsversuch von Merker
und Schwarz weist in [Mer09] aus, dass eine Verdoppelung der Verbrennungstem-
peratur die NO-Emissionen um das 1000-fache steigert. Spezifiziert auf motorische
Dimensionen gibt Mdller in [Mill0] an, dass sich das auf thermischem Wege
gebildete NO um das 50-fache erhoht, wenn die Verbrennungstemperatur von
2000 K auf 2500 K angehoben wird. Das unterschiedliche Reduktionspotenzial
beider Brennverfahren bzgl. der NOy-Emissionen kann vor diesem Hintergrund
mit den exemplarischen Temperaturverlaufen im Zylinder aus Abbildung 6.1.8
erklart werden. Die Spitzentemperaturen der Verbrennung lassen sich mit exter-
ner AGR deutlich weiter absenken, als mit FES, was zu signifikant geringeren

NO,-Emissionen fiihrt.

Als weitere wichtige Schadstoffbestandteile zeigt Abbildung 6.1.12 die Emissionen
an Kohlenmonoxid und unverbrannten Kohlenwasserstoffen. Weiterhin zu sehen

sind die durch HC- und CO-Emissionen verursachten Verluste im spezifischen
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Effektivverbrauch. Die HC-Emissionen steigen mit der vermehrten Beimischung

externen Abgases deutlich stdrker an als bei einer Frithverschiebung des Einlass-

schlusses.
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Abbildung 6.1.12: CO- und HC-Emissionen der vier untersuchten AGR- und
ES-Variationen sowie die resultierenden be-Verluste bei
n=1500 min~! und p,,. = 5bar

Als Erklarungsansatz kann hier ebenfalls Abbildung 6.1.8 dienen. Sie zeigt, dass
sowohl ein FES, als auch die AGR die Brenndauern mafgeblich verlangert. Dies
resultiert in eine nicht nur in ihrem Spitzenwert, sondern iiber die gesamten
Verbrennung hinweg abgesenkte Prozesstemperatur. Die Absenkung der Prozess-
temperatur ist bei der AGR deutlich grofser als beim FES. Grund hierfiir ist
die additiv verwendete AGR, die die Gasmasse im Zylinder vergrofert. Als eine
der Hauptursachen der HC-Emissionen nennt Bignion in [Big02] das Erloschen
der Flamme in der Néahe der vergleichsweise kalten Brennraumwénde. Dieses

Wall-Quenching verhindert insbesondere im Feuersteg und Ziindkerzengewinde,
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dass das Kraftstoff-Luft-Gemisch an der Verbrennung teilnimmt. Stattdessen
wird es wahrend der Verbrennung lediglich komprimiert und stromt durch die
einsetzende Expansion bei abnehmendem Zylinderdruck zuriick in den Brennraum.
Ungefahr 50 % der gesamten HC-Emissionen entstehen nach Daniel, Schramm und
Wentworth in [Dan70], [SS90] und [Wen68| auf diese Weise. Als weitere wichtige
Ursache der HC-Emissionen fithrt Bignion in [Big02| das sog. Flame-Quenching
an, also das Verldschen der Flamme ohne Nahe zur Brennraumbegrenzung. Hierbei
kann die stattfindende chemische Reaktion der Reaktionszone nicht mehr genug
Warme zufiihren, um den Warmeverlust der Flamme zu kompensieren. Weiter-
hin ist der Versuchstriger konsequent auf eine sehr intensive Ladungsbewegung
ausgelegt. Diese dissipiert in Richtung ZOT in eine ausgepréigte Turbulenz. Vor
dem Hintergrund der Erkenntnisse von Ernst in [Ern01| kann diese intensive
Turbulenz ebenso Grund der Flammenloschung sein. So kann die mit AGR deut-
lich niedrigere Prozesstemperatur in Verbindung mit der im Vergleich zum FES
besseren Ladungsbewegung und grofseren Turbulenz auch ein Indiz fiir die héheren
HC-Emissionen mit AGR sein.

Die Kohlenmonoxid-Emissionen zeigen ein indifferenteres Verhalten vom FES
und AGR. Als eine der Hauptursachen fiir die Entstehung von CO-Emissionen
geben Pichinger et al. in [PBRT04] neben zur Kraftstoffoxidation unzureichend
vorhandenem Luftsauerstoff vor allem Temperaturen in der Reaktionszone von
T < 1100 K an, die vorrangig in brennraumwandnahen Bereichen auftreten. Eine
Tendenz der CO-Emissionen wird vor diesem Hintergrund erst bei sehr friithem
Einlassschluss erkennbar, mit dem Ladungsbewegung, Flammenfortschritt und
Temperatur im Zylinder negativ beeinflusst werden. Der Beimischung externer
AGR zur Zylinderladung kann keine ersichtliche Tendenz der CO-Emissionen zu-
geordnet werden. Die einsetzende Temperaturabsenkung im Brennraum durch die
AGR sollte die CO-Bildung begiinstigen. Dem entgegen stehen die unbeeinflusste
Ladungsbewegung und Turbulenz. Daraus ergibt sich in Summe das gezeigte
indifferente Bild.

Als letzter zu beachtender Schadstoff sind in Abbildung 6.1.13 die auf ihren
jeweiligen Ausgangswert normierten Partikel-Emissionen im Verdiinnungsvolumen
(Verdiinnung: 1:2000) des Partikelzéhlers gezeigt. Beim direkteinspritzenden Ot-
tomotor liegt das Hauptaugenmerk, anders als beim Dieselmotor, nicht auf der

Partikelmasse, sondern vorrangig auf der Partikelanzahl und -grofe. Direktein-
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spritzende Ottomotoren emittieren im Wesentlichen ultrafeine Partikel von bis zu
weniger als 0,1 um, was die Partikel in hohem Mafe lungengingig macht. [Mer(09|
Pflaum et al., Konieczny et al. und Rossbach et al. fiihren als Hauptursachen der
Partikelbildung in [PW10], [KBZM10] und [RVW10] die unvollstéandige Verbren-
nung und unzureichende Gemischaufbereitung an. Letzteres bestétigen Dargeforde
et al. in [DBKK15| und weisen dem Kraftstoffsystem die zentrale Rolle in der

Gemischaufbereitung zu.

[

g% 400 _a
3 £ = 350 - 7X
235 7

ES £300 X1 XX

T 9 £250 N :

O & > A

£ 2 2000 s

&ugg ’

9%%150 r r

224 100 H

2 g .

5~ 50 N A

500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Saugrohrdruck [mbar]

—— AGR-Var. bei Es = 175 °KW n. LW-OT
— —A—- ES-Var. bei AGR = 0%

----@--- AGR-Var. bei Es = 120 °’KW n. LW-OT
—>—- ES-Var. bei AGR=17,5%

Abbildung 6.1.13: normierte Partikelemissionen im Verdiinnungsvolumen des Parti-
kelzihlers bei n=1500 min~! und p,,. = 5 bar

Kannapin et al. zeigen in [KGPK10], dass Kraftstoffqualitét (hierbei insbesondere
der Ethanolgehalt) und -druck sowie das Einspritztiming und die Aufteilung der
Einspritzung zielfiihrende Parameter sind, um die Partikelemissionen verbrauchs-
und emissionsneutral abzusenken. Rossbach et al. identifizieren in [RVW™10] vor
allem das Benetzen kalter Brennraumwénde als mafgebliche Partikel-Quelle, was
insbesondere die gegenseitige Adaption von Einspritz- und Brennraumgeometrie
no6tig macht. Weiterhin sehen sie es als zielfithrend an, die Ventilsteuerzeiten und
-hiibe so einzustellen, dass auch die Ventile nicht vom Kraftstoff benetzt werden,
um die Kraftstoffverteilung und -verdampfung bestméglich zu unterstiitzen. Eben-
diesen Anforderungen wird mit mehreren Mafnahmen Rechnung getragen. Speziell
dafiir ausgelegte Finlasskanile und eine Ventilmaskierung prégen der einstrémen-
den Frischladung am Versuchsmotor eine Tumble-Bewegung auf. Eine Mulde im

Kolben unterstiitzt die Ausprigung dieses Tumbles zusétzlich. Das Kraftstoffspray
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wird mit einem 6-Loch-Injektor derart in den Brennraum eingebracht, dass es
die Ladungsbewegung bestmdglich unterstiitzt. Die Ausrichtung der einzelnen
Kraftstoffstrahlen erfolgt mit dem Ziel minimaler Kraftstoff-Wand-Interaktion und
Ventilbenetzung. Im Rahmen dieser Arbeit werden die Versuche mit konstantem
Einspritzbeginn von ESB =300 °"KW v. ZOT und gleichbleibendem Einspritzdruck
von prei = 200 bar durchgefiihrt. Somit kénnen Quereinfliisse aus konstruktiven
Anderungen oder der Anpassung der Einspritzparameter ausgeschlossen werden.
Die gezeigten Partikel-Emissionen ergeben sich somit ausschlieflich aus der Beein-
flussung der Verbrennung iiber AGR und FES. Es ist ersichtlich, dass sowohl das
AGR-, als auch das FES-Brennverfahren zu vermehrter Partikel-Emission fiihren.
Sowohl AGR- als auch FES-Brennverfahren erhéhen das Risiko der Flammen-
verloschung und damit der unvollstandigen und unvollkommenen Verbrennung.
Dariiber hinaus greift das FES-Brennverfahren signifikant in die zylinderinterne
Ladungsbewegung ein, wie in Abbildung 6.1.9 gezeigt ist. Zwar wird die Durch-
stromgeschwindigkeit am Einlass-Ventil erhcht, jedoch pragt sich die Ladungs-
bewegung durch den frithen ES deutlich schlechter aus als mit konventionellen
Steuerzeiten. Damit wird die Gemischaufbereitung negativ beeinflusst und das
Risiko lokal fetter Gemischzusténde im Brennraum steigt. Beides wird in vori-
gen Ausfithrungen von Pflaum et al., Konieczny et al. und Rossbach et al. als

Hauptursachen fiir die Partikelbildung identifiziert.

6.1.3 Verlustteilung ausgewahlter Vergleichsmesspunkte

Der folgende Abschnitt zeigt an Hand einer Verlustteilung nach Weberbauer et
al. aus [WRK™05] die detaillierten Unterschiede zwischen ausgewéhlten Betriebs-
punkten. Ziel ist es, die Einzeleinfliissse auf den Gesamtwirkungsgrad und damit
auch auf die ermittelten spezifischen Kraftstoffverbriauche zu quantifizieren. Hier-
zu werden jeweils der Ausgangs- und Verbrauchsbestpunkt der ausschliefslichen
AGR- und ES-Variation miteinander verglichen. Ein dritter Vergleich zwischen
dem Verbrauchsbestpunkt der ES-Variation und dem Messpunkt der ES-AGR-
Kombination bei gleichem Saugrohrdruck zeigt, wie es auch bei konstanter Ent-

drosselung gelingt, den Verbrauch ggii. dem reinen FES-Betrieb weiter abzusenken.
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6.1. Saugbetrieb

Reines FES-Brennverfahren ohne externe AGR

Eingangs sind in Abbildung 6.1.14 die spezifisch relativen Effektivverbrauche der
ausschliefslichen ES-Variation bei AGR = 0% gezeigt. Markiert sind die beiden
Betriebspunkte, die in der in Abbildung 6.1.15 gezeigten Verlustteilung miteinander

verglichen werden.
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Abbildung 6.1.14: Veranschaulichung der Vergleichspunkte der Verlustteilung fiir die
ES-Variation bei 0% AGR bei n=1500 min~! und p,,. = 5bar

Abbildung 6.1.15 (oben) veranschaulicht die Wirkungsgrade, die sich nach jedem
Verlustteilungsschritt ergeben. In Abbildung 6.1.15 (unten) sind die Wirkungsgrad-
verluste der einzelnen Schritte gesondert gezeigt, sodass direkt geschlussfolgert
werden kann, in welchem Einzelschritt sich Vor- bzw. Nachteile durch das FES
ergeben.

Im Folgenden werden die Ergebnisse der gezeigten Verlustteilungsschritte einzeln
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erldutert. Ausgehend vom theoretischen Prozess, dessen Wirkungsgrad ausschliefs-
lich vom Verdichtungsverhéltnis ¢ und dem Isentropenexponenten fiir ideale Luft
KiLuftid bestimmt wird, zeigt die Verlustteilung die einzelnen Verluste durch die

Annédherung dieses Idealprozesses an die real ablaufende Verbrennung.
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Im ersten Schritt wird der Verlust durch die reale Ladung beriicksichtigt. Grund-
lage hierfiir ist geméft Abschnitt 4.2 Verlustteilung* die Berechnung eines Gleich-
raumprozesses mit den Bedingungen bei ES. Errechnet werden diese iiber ein
Stoffwertemodell, das Grill in |Gri06]| vorgestellt hat. Dieses basiert im Wesentli-
chen auf von Burcat in [Bur01] tabellierten thermodynamischen Stoffeigenschaften
fiir Luft, Abgas und Kraftstoffdampf. Hierbei wird nicht nur die Zylindergaszu-
sammensetzung, sondern auch Temperatur und Druck zum ES beriicksichtigt. Die
errechneten Bedingungen bleiben dann jeweils iiber den Prozess hinweg konstant.
Fiir diesen Verlustteilungsschritt hingt der Wirkungsgrad somit ausschliefslich
vom Verdichtungsverhéltnis (e = 14, 3) und dem Isentropenexponenten Kgemisch
des Gemisches aus Luft, Abgas und Kraftstoff ab. Anders als beim Dieselmotor
besteht die Zylinderladung zum ES beim Ottomotor nicht aus reiner Luft, sondern
aus einem Luft-Kraftstoff-Gemisch. Der Isentropenexponent dieses Gemisches
liegt bereits deutlich unter dem fiir ideale Luft (kpug iq = 1,4). Daraus folgt, dass
weniger der AGR-Anteil der Frischladung (dhnlicher Isentropenexponent wie das
Kraftstoff-Luft-Gemisch), sondern viel mehr die Temperatur und der Druck zu ES
den Isentropenexponenten Areale Ladung Unter Berticksichtigung der realen Ladung
bestimmen. Bei den beiden verglichenen Messpunkten variieren interne AGR-Rate
und Temperatur zu ES nur in sehr geringem Mafse. Der Einfluss des Druckes ist
im Vergleich zur Temperatur klein. Somit weist die Verlustteilung folgerichtig in
etwa die gleichen Wirkungsgrad-Verluste durch die Beriicksichtigung der realen
Ladung fiir konventionelle Steuerzeiten und FES aus.

Als néchster Verlustteilungsschritt sind die Verluste aus unvollstandiger und un-
vollkommener Verbrennung gezeigt. Zu deren Bewertung und Erlduterung der
generellen Wirkungsweise des FES kann die in Abbildung 6.1.9 gezeigte Beein-
trachtigung der Ladungsbewegung herangezogen werden. Diese fiithrt im Ergebnis
zu einer Absenkung des Turbulenzniveaus. Die damit sinkende turbulente Flam-
mengeschwindigkeit verursacht vor allem in Bereichen der Brennraumbegrenzung
ein erhohtes Risiko der Flammenverloschung. Als Ergebnis dessen sind in Abbil-
dung 6.1.12 die dargestellten Emissionen an unverbrannten Kohlenwasserstoffen
zu sehen. Der Umsetzungsgrad auf Basis der CO- und HC-Emissionen nach
Weberbauer, Bargende et al. in [WRKT05] ergibt sich fiir den Messpunkt mit ei-
nem ES = 175°KW n. LW-OT zu 7, = 95,6 % und fiir den Messpunkt mit einem
ES = 110°’KW n. LW-OT zu 7, =95,43%. Somit ist der Wirkungsgradverlust
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

aus unvollstdndiger und unvollkommener Verbrennung beim FES grofser als bei
konventionellen Steuerzeiten.

Im Verlustteilungsschritt ,Schwerpunktlage” zeigen sich Nachteile beim FES-
Verfahren. Diese sind jedoch nicht auf das Brennverfahren, sondern auf die von
Bosch funktional ins Steuergerét integrierte Verstell-Schrittweite fiir den Ziindwin-
kel zuriickzufiihren. Bei vorgegebenem Regelziel von 59 =8 "KW n. ZOT fiir die
Verbrennungsschwerpunktlage ergeben sich bei den beiden verglichenen Messpunk-
ten Unterschiede im Ist-Wert der Verbrennungsschwerpunktlage von ca. 2" KW
zugunsten des Messpunktes mit konventioneller Steuerzeit. Dementsprechend
werden von der Verlustteilung geringfiigig kleinere Wirkungsgrad-Verluste durch
die Beriicksichtigung der Verbrennungsschwerpunktlage ermittelt.

Die Verluste, die sich aus dem realen Brennverlauf ergeben, sind bei FES grofier
als mit konventionellen Steuerzeiten. Dies ist auf den Charakter der vorgemischten
Verbrennung zurtickzufiihren, welche im Wesentlichen von der turbulenten Flam-
mengeschwindigkeit getrieben wird. Diese wiederum wird nach Merker et al. in
[Mer09] mafgeblich von der in der Tumble-Stromung gespeicherten und dissipie-
renden Energie bestimmt. Beim FES-Verfahren kann der Kolben der Frischladung
durch den frithen ES weniger Bewegung und Energie aufpragen. Zusétzlich verlan-
gert sich die Zeit zwischen ES und ZOT, in der die Tumble-Strémung unerwiinscht
bereits in Teilen weit vor ZOT dissipiert. Insgesamt ergeben sich die in Abbildung
6.1.8 veranschaulichten, langeren Brenndauern und damit im Resultat grofere
Wirkungsgrad-Verluste beim FES-Brennverfahren.

Im Verlustteilungsschritt ,reale Kalorik® sind Vorteile beim FES-Verfahren er-
kennbar. Beriicksichtigt werden vom Stoffwertemodell Temperatur, Druck, Kraft-
stoffzusammensetzung und Verbrennungsluftverhaltnis. Wie Kuberczyk in [Kub08|
zeigt, fithren hohe Temperaturen zu einem ausgepréigten Anstieg der Wérmeka-
pazitidten, was er mit der endothermen Dissoziation von HyO und CO, in Hs,
Oy und CO begriindet. Somit wird dem Gas Wéarme entzogen und damit der
Isentropenexponent abgesenkt. Dies verringert die verrichtete Arbeit und damit
auch den Wirkungsgrad. Die durch das FES beeintréachtigte Ladungsbewegung und
verlangsamte Energiefreisetzung fithren zu einer Temperaturabsenkung wéahrend
der Verbrennung wie sie in Abbildung 6.1.8 zu sehen ist. Dadurch werden mit
dem FES-Brennverfahren Wirkungsgradvorteile unter Beriicksichtigung der realen

Kalorik erzielt.
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Als folgender Verlustteilungsschritt werden die Wandwéarmeverluste betrachtet.
Grundlegend werden die Wandwérmeverluste von der Temperaturdifferenz zwi-
schen Arbeitsgas und Brennraumbegrenzung, der zur Warmeiibertragung zur
Verfiigung stehenden Fliche und dem Warmeiibergangskoeffizieten bestimmt. Das
FES-Verfahren senkt die Temperaturen des Arbeitsgases ggii. konventionellen
Steuerzeiten ab. Bspw. werden als Maximaltemperatur bei konventionellen Steu-
erzeiten 2260 K erreicht, welche sich beim FES-Verfahren auf 2125 K verringert.
Dies trigt zur Absenkung der Wandwarmeverluste bei. Dem ggii. bedingt das FES-
Verfahren allerdings auch eine Verschleppung der Verbrennung. Dies vergrofiert in
Kombination mit der weiter fortgeschrittenen Abwértsbewegung des Kolbens die
bei hohen Temperaturen zur Verfiigung stehende Fliache. Der Warmeiibergangsko-
effizient liegt beim FES-Verfahren ca. 20% unterhalb des Wertes fiir konventionelle
Steuerzeiten. Insgesamt ergeben sich in Summe geringere Wandwérmeverluste
beim FES-Verfahren ggii. konventionellen Steuerzeiten.

Der Verlustteilungsschritt ,Ladungswechsel* zeigt ebenso Vorteile beim FES-
Verfahren. Hierzu sei auf Abbildung 6.1.6 verwiesen. Hier wird eine durch weitge-
hende Entdrosselung deutliche Verkleinerung der Ladungswechselschleife bei FES
gezeigt.

Im Hinblick auf die Reibung zeigt das FES-Verfahren ebenso Vorteile. Dies ist
bei konstanter Motordrehzahl n = 1500 min~! mit der Verringerung des Ventil-
hubes von hgvmaz konw. = 7,0 mm auf hpy e pes = 3,9 mm und den absinkenden

Zylinderdriicken zu begriinden. Letzteres belegt Scholz in [Sch06].

Das FES-Verfahren generiert die Verbrauchsvorteile im Vergleich zum konventio-
nellen ES hauptséchlich iiber eine Verringerung der Wandwérme- und Ladungs-
wechselverluste sowie iiber eine positive Beeinflussung der Kalorik. Dem ggii.
stehen die Auswirkungen des FES-Verfahrens auf die Brenndauer und die Giite

der Kraftstoffumsetzung.

Reines AGR-Brennverfahren bei konventionellem Einlassschluss

Analog zu Abbildung 6.1.14 zeigt Abbildung 6.1.16 die spezifisch, relativen Ef-
fektivverbrauche der AGR-Variation bei ES =175°KW n. LW-OT (konventionel-
ler ES). Als Vergleich dazu sind ebenso die vorig erlduterten spezifisch, relativen

Effektivverbrauche der reinen ES-Variation veranschaulicht. Markiert sind die
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beiden Betriebspunkte der reinen AGR-Variation, die in der in Abbildung 6.1.17
gezeigten Verlustteilung miteinander verglichen werden. Sie zeigt die Wirkungs-

grade und Wirkungsgrad-Verluste jedes einzelnen Verlustteilungsschrittes der
AGR-Variation.
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Abbildung 6.1.16: Veranschaulichung der Vergleichspunkte der Verlustteilung fiir
die AGR-Variation bei einem ES = 175°KW n. LW-OT bei
n=1500 min~! und p,,e = 5bar

Der Wirkungsgrad des theoretischen Prozesses @ndert sich im Vergleich zu vorig
analysierten Messpunkten bei konstantem Verdichtungsverhéltnis e und dem Isen-
tropenexponenten fiir ideale Luft Kyysiq nicht.

Der Wirkungsgrad-Verlust durch reale Ladung wird wiederum mit der Ladungs-
zusammensetzung und den Stoffwerten bei ES berechnet. Wie bei der Analyse
des reinen FES-Brennverfahrens bereits erlautert, weisen Abgas und das Luft-
Kraftstoff-Gemisch &dhnliche Isentropenexponenten auf. Somit bleibt auch bei
einer deutlichen Erhchung der AGR-Rate die Temperatur zum ES die haupt-

sachlich bestimmende Grofe zur Errechnung des Wirkungsgrad-Verlustes durch
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reale Ladung. Die Temperatur zum ES liegt bei beiden verglichenen Messpunkten
durch die Verwendung eines Ladeluftkiihlers bei ca. 360 K. Somit errechnet die
Verlustteilung folgerichtig keinen Unterschied bzgl. des Wirkungsgrad-Verlustes
unter Beriicksichtigung der realen Ladung.

Der folgende Verlustteilungsschritt zeigt die Verluste aus unvollstdndiger und
unvollkommener Verbrennung. Eine Erhohung der AGR-Rate resultiert tendenziell

in einen groferen Wirkungsgrad-Verlust.
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Abbildung 6.1.17: Verlustteilung fiir zwei unterschiedliche AGR-Raten bei
ES=175"KW n. LW-OT, n = 1500 min~! und pme = 5bar

Dem Verbrennungsprozess abermals zugefithrtes Abgas verringert, wie Rhodes
in [RK85| zeigt, die laminare Flammengeschwindigkeit. Dies wiederum wirkt
sich nach Damkohler in [Dam26| in eine ebenso kleinere turbulente Flammen-
geschwindigkeit aus. Weiterhin wird die ottomotorische AGR bei konstantem

Verbrennungsluftverhéltnis additiv verwendet. Dies resultiert in eine grofsere ther-
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mische Masse der Frischladung. Die kleineren Flammengeschwindigkeiten und das
geringere Temperaturniveau, auf dem die Verbrennung ablauft, erhohen das Risiko
der Flammenverloschung an den vergleichsweise kalten Brennraumbegrenzungen.
Dies fiihrt zu den in Abbildung 6.1.12 gezeigten erhéhten HC-Emissionen. Fiir
den Messpunkt ohne AGR ergibt sich ein Umsetzungsgrad von 7, = 95,65 %. Eine
Erhohung der AGR-Rate verringert den Umsetzungsgrad auf 7, = 95,18 %.

Der Verlustteilungsschritt ,Schwerpunktlage* zeigt keine Unterschiede zwischen
beiden Messpunkten, da sich die Ist-Werte der Verbrennungsschwerpunktlage nah
am Regelziel von @5y =8 "KW n. ZOT befinden.

Im Verlustteilungsschritt ,realer Brennverlauf* sind mit AGR grofere Wirkungs-
grad-Verluste zu verzeichnen. Grund hierfiir sind langere Brenndauern mit AGR,
was exemplarisch in Abbildung 6.1.8 gezeigt ist. Dies ist abermals auf den Charak-
ter der vorgemischten Verbrennung zuriickzufithren. Rhodes und Damkdéhler zeigen
in [RK85| und [Dam26|, dass die AGR die turbulente Flammengeschwindigkeit
auf chemischem Wege mafsgeblich verringert. Zusétzlich fiihren die verlangerten
Brenndauern bei der Forderung konstanter Verbrennungsschwerpunktlagen dazu,
dass mit AGR deutlich frither wihrend der Kompression geziindet werden muss.
Dabei werden die Ziindbedingungen mit abnehmendem Druck und Temperatur
immer schlechter, was sich in ebenso erhchte Brennverziige mit AGR auswirkt.
Insgesamt verlangert sich die Zeit des Energieumsatzes, was im Resultat zu grofe-
ren Verlusten im realen Brennverlauf fiihrt.

Im Verlustteilungsschritt ,reale Kalorik“ zeigen sich deutliche Vorteile mit AGR.
Wie bei der Analyse des reinen FES-Brennverfahrens gezeigt, verbessert sich der
Wirkungsgrad in diesem Verlustteilungsschritt mit sinkendem Temperaturniveau
wahrend der Verbrennung. Dieses wird einerseits durch die am Ottomotor additiv
verwendete AGR und die damit verbundene Erhohung der Zylindergasmasse
abgesenkt. Andererseits wirkt die AGR chemisch direkt auf die Stoffzusammen-
setzung und die Reaktionskinetik der Zylinderladung. Als Folge ergibt sich eine
abgesenkte Brenngeschwindigkeit. In Kombination fiithrt dies zu den in Abbildung
6.1.8 gezeigten, deutlich geringeren Brennraumtemperaturen.

Der Verlustteilungsschritt ,,Wandwérmeiibergang” weist Vorteile beim AGR-Brenn-
verfahren aus. Dies ist vorranging auf die durch die AGR deutlich abgesenkte
Verbrennungstemperatur zuriickzufithren. Somit konnen die Wandwarmeverluste

bereits in Schwachlast-Betriebspunkten nachhaltig abgesenkt werden. Hierzu sei
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auf die Abbildungen 6.1.8 und 6.1.10 verwiesen, die den indizierten Verlauf der
Wandwarmeverluste, dessen Kumulation und die Gastemperatur zeigen. In den
verglichenen Messpunkten ist ohne AGR eine Maximaltemperatur von 2260 K zu
verzeichnen, die sich mit AGR auf 1980 K verringert.

Der Verlustteilungsschritt ,,Ladungswechsel weist ebenso Vorteile im AGR-Betrieb
aus. Um mit am Ottomotor additiv verwendeter AGR ein konstantes Verbrennungs-
luftverhéltnis abbilden zu kéonnen, muss der Saugrohrdruck angehoben werden.
Abbildung 6.1.6 zeigt die generelle Wirkung der AGR auf die Ladungswechsel-
Schleife. Somit ist es auch mit der AGR moglich, die Ladungswechselverluste
abzusenken, wenn auch nicht im gleichen Mafse wie mit dem FES.

In Bezug auf die Reibung sind marginale Nachteile beim AGR-Brennverfahren
erkennbar. Wie bereits beim FES-Brennverfahren gezeigt, resultiert ein erhéhter
Zylinderdruck in eine grokere Reibung. Die additive Verwendung der AGR am
Ottomotor erhoht die zylinderinterne Gasmasse. Dies fiihrt zu erhohten Zylinder-
driicken v.a. wihrend der Kompression. Abbildung 6.1.5 zeigt hierzu die generelle
Wirkung der AGR auf den Zylinderdruck. Die Drehzahl als Haupteinflussgrofe
auf die Reibung verbleibt in beiden Messpunkten konstant bei n = 1500 min—".
Die Verbrauchsvorteile des AGR-Brennverfahrens ggii. einem Brennverfahren ohne
AGR ergeben sich somit, wie auch beim FES-Brennverfahren, hauptséchlich aus ei-
ner positiven Beeinflussung der Kalorik sowie einer Verringerung der Wandwérme-
und Ladungswechselverluste. Dem ggii. stehen wiederum die Auswirkungen der

AGR auf die Qualitéit der Kraftstoffumsetzung und den Brennverlauf.

Kombination aus FES- und AGR-Brennverfahren

Anders als bei der Analyse der beiden vorangegangenen Verlustteilungen werden
im Folgenden nicht der Ausgangs- und Verbrauchsbestpunkt einer einzelnen Va-
riation miteinander verglichen. Es wird anhand zweier Messpunkte bei gleicher
Entdrosselung gezeigt, wie die Verbrauchswerte der reinen ES-Variation mit riick-
gefithrtem Abgas auch ohne eine weitere Absenkung der Ladungswechselverluste

verbessert werden konnen.
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Abbildung 6.1.18: Veranschaulichung der Vergleichspunkte der Verlustteilung fiir den
Vergleich des reinen FES-Betriebes mit der FES-AGR-Kombination
bei n=1500 min~! und p,,. = 5 bar

Abbildung 6.1.18 zeigt hierzu die relativen, spezifischen Effektivverbriauche der rei-
nen ES-Variation bei AGR = 0 % und diejenigen der Kombination aus AGR=17,5%
und ES =120 °KW n. LW-OT. Markiert sind die beiden Betriebspunkte, die in
der in Abbildung 6.1.19 gezeigten Verlustteilung miteinander verglichen werden.
Sowohl fiir den Wirkungsgrad des theoretischen Prozesses, als auch fiir den
Wirkungsgrad-Verlust durch die Berticksichtigung der realen Ladung werden aus
vorig erlduterten Zusammenhéngen keine Unterschiede zwischen beiden Vergleichs-
Messpunkten errechnet.

In Bezug auf die Wirkungsgrad-Verluste aus unvollstéandiger und unvollkomme-
ner Verbrennung sind Vorteile beim reinen FES-Brennverfahren ohne AGR zu
erkennen. Dies korreliert mit den in Abbildung 6.1.12 gezeigten HC-Emissionen.
Wihrend der Umsetzungsgrad ohne AGR 7y oacr = 95,43 % betrégt, verringert er
sich mit AGR zu 7y macr = 94,83 %.
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Abbildung 6.1.19: Verlustteilung fiir den Vergleich von reinem FES-Betrieb mit FES-

AGR-Kombination bei n= 1500 min~—! und Pme = D bar

Zu begriinden ist dies mit dem ggii. FES erhohten Risiko der Flammenverlschung

an den kalten Brennraumwanden durch die AGR. Dies resultiert einerseits aus der

am Ottomotor additiv verwendeten AGR, die die Zylindergasmasse vergrofert.
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Andererseits verringert die AGR die laminare und somit auch die turbulente Flam-
mengeschwindigkeit starker, als das frithere ES im reinen FES-Brennverfahren.
Die verwendeten Berechnungsempfehlungen fiir laminare und turbulente Flam-
mengeschwindigkeiten zeigen Metgalchi, Keck, Rhodes und Damkdéhler in [MKS82],
[RK85] und [Dam26|. Daraus ergibt sich exemplarisch zum Zeitpunkt der hochs-
ten Gastemperatur im Brennraum (@7, ... ~20°KW n. ZOT) fiir den reinen
FES-Betrieb eine turbulente Flammengeschwindigkeit von s; ppg ~ 1400 <. Bei
der FES-AGR-Kombination verringert sich diese durch den Einfluss der AGR auf
St,FES—AGR—Komb. ~ 1220 2. Die grofere Zylinderladung und die abgesenkte tur-
bulente Flammengeschwindigkeit fiihren zu einem geringeren Temperaturniveau
wahrend der Verbrennung mit entsprechend erh6éhtem Risiko der Flammenverlo-
schung.

Der im Verlustteilungsschritt ,Schwerpunktlage“ ausgewiesenen Vorteil beim
Messpunkt mit AGR ist wiederum auf die Regelgiite der Verbrennungsschwer-
punktlage zuriickzufiihren. Beim Messpunkt mit AGR kommt die Verbrennungs-
schwerpunktlage ca. 1,5°KW frither und deutlich dichter am Optimum von
©50,0pt. = 8 "KW n. ZOT zu liegen.

Der Verlustteilungsschritt ,realer Brennverlauf* weist dhnliche Verluste bei beiden
Brennverfahren aus. Die Absenkung der turbulenten Flammengeschwindigkeit
durch die AGR bewegt sich in &hnlicher Grofenordnung wie die der beeintrichtig-
ten Ladungsbewegung durch das FES. Auch der Brennverzug weist nach Abbildung
6.1.7 ahnliche Werte auf.

Der Verlustteilungsschritt ,reale Kalorik zeigt signifikante Vorteile beim FES-
AGR-Brennverfahren. Die mit AGR ldngeren Brenndauern und erhéhte Zylin-
dergasmasse fithren zu einem abgesenkten Temperaturniveau wahrend der Ver-
brennung. Dies wiederum bedingt nach Kuberczyk eine deutliche Minderung von
Dissoziationseffekten und erhéht den Isentropenexponenten. Damit ergibt sich
durch die Beriicksichtigung der realen Kalorik ein Wirkungsgrad-Vorteil beim
FES-AGR-Brennverfahren.

Der Verlustteilungsschritt ,Wandwérmeiibergang* weist ebenso Vorteile beim FES-
AGR-Brennverfahren aus. Hierzu zeigen die Abbildungen 6.1.8 und 6.1.10 den
indizierten Verlauf der Wandwéarmeverluste, dessen Kumulation und die Gastem-
peratur. Die AGR senkt die Verbrennungstemperaturen stiarker ab als der friihe

ES. In den verglichenen Messpunkten wird bspw. beim reinen FES-Brennverfahren
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ohne AGR eine Maximaltemperatur von 2120 K erreicht. Mit AGR verringert
sie sich trotz spaterem ES auf 1912 K. Dieser spétere ES fiihrt dazu, dass der

Maximalwert des Warmetibergangskoeffizienten beim FES-AGR-Brennverfahren

2030 mVQVK betragt. Beim reinen FES-Brennverfahren mit fritherem ES hingegen
W

ergibt sich trotz hoherer Gastemperatur ein Wert von 1910 —5.

positive Wirkung eines fritheren ES auf die Wandwérmeverluste wurde im Zu-

Die generell

sammenhang mit dem FES-Brennverfahren in Abbildung 6.1.15 bereits gezeigt.
Allerdings wird erst aus den hier analysierten Messpunkten deutlich, dass der
Wandwiéarmetiberganskoeffizient beim FES-Brennverfahren nicht nur auf Grund
der sinkenden Verbrennungstemperaturen durch das FES, sondern auch direkt
durch die beeintriachtigte Ladungsbewegung bei FES abnimmt. Insgesamt ist
auch bei der Kombination beider Brennverfahren festzustellen, dass die AGR
die Wandwérmeverluste bereits im Schwachlastbetrieb trotz spéateren ES weiter
absenkt.

Der Verlustteilungsschritt ,Ladungswechsel weist, entsprechend des Vergleiches
zweier Messpunkte mit gleicher Entdrosselung, keinen Unterschied im Wirkungs-
grad-Verlust aus. Die ermittelten Ladungswechselverluste sind in Abbildung 6.1.6
gezeigt.

Der Verlustteilungsschritt ,Reibung” weist Vorteile beim reinen FES-Betrieb aus.
Dies ist mit dem kleineren Ventilhub und dem geringeren Zylinderdruck im reinen
FES-Betrieb zu begriinden. Abbildung 6.1.5 zeigt die entsprechenden Reibmittel-
driicke.

Der kombinierte FES-AGR-Betrieb generiert die gezeigten Verbrauchsvorteile ggii.
einem reinen FES-Brennverfahren ohne AGR bei gleicher Entdrosselung somit
hauptséchlich iiber eine positive Beeinflussung der Kalorik und eine Verringerung
der Wandwérmeverluste. Dem ggii. stehen die potenziell groferen Verluste bzgl.
unvollstandiger und unvollkommener Verbrennung sowie der Reibung. Weiterhin
konnte gezeigt werden, dass ein FES nicht nur die Gastemperatur wiahrend der
Verbrennung absenkt, sondern durch die beeintrachtigte Ladungsbewegung auch

direkt mindernd auf den Wiarmeiibergangskoeffizienten wirkt.
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6.1. Saugbetrieb

Zwischenfazit zum Schwachlast-Betriebspunkt

Insgesamt zeigt die Analyse dieses Betriebspunktes, dass eine weitgehende Entdros-
selung und damit Reduzierung der Ladungswechselverluste zielfiihrend nur iiber
eine Frithverschiebung des ES realisiert werden kann. Die durch das FES beeintréach-
tigte Ladungsbewegung fiithrt dazu, dass die Verbrennung zunehmend langsamer
und mit groferen Brennverziigen ablauft. Die immer schlechteren Entflammungs-
und Brennbedingungen verhindern eine vollstandige Entdrosselung. Dariiber hin-
aus zeigen die Messungen, dass die ermittelten Kraftstoffverbrauche trotz immer
weiter verringerten Ladungswechselverlusten asymptotisch verlaufen. Grund hier-
fiir ist die nachteilige Wirkung des FES auf die Entflammung und Verbrennung bei
ausgepragter Friithverschiebung des ES. Somit ist eine vollstdndige Entdrosselung
des Motors zwar nicht moglich, bzgl. der Absenkung des Kraftstoffverbrauches
mit dem verwendeten Ventiltrieb aber auch nicht zielfithrend. Die {iber ein FES
erreichte Temperaturabsenkung und Beeintrachtigung der Ladungsbewegung fiih-
ren weiterhin zu verringerten Wandwéarmeverlusten, einer verbesserten Kalorik
und abgesenkten Stickoxid-Emissionen.

Mit der AGR gelingt die Entdrosselung des Motors nur in sehr geringem Mafse.
Grund hierfiir ist die ggii. des FES nicht nur physikalische, sondern vor allem che-
mische Beeintrichtigung der Entflammungs- und Brennbedingungen. Brennverzug
und -dauer sind bei gleicher Entdrosselung deutlich grofer als beim FES-Verfahren.
Einen signifikanten Beitrag liefert die externe, gekiihlte AGR bei der Absenkung
der Verbrennungstemperaturen. Somit gelingt es, sowohl die Stickoxid-Emissionen,
als auch die Kalorik und die Wandwérmeverluste deutlich positiv zu beeinflussen.
Damit ist es bereits im Schwachlastbetrieb mdoglich, die Kraftstoffverbrauche tiber
die Vorteile der Entdrosselung mit FES hinaus weiter abzusenken und durch
eine zielfiihrende Kombination von FES und externer, gekiihlter AGR minimale

Kraftstoffverbrauche zu realisieren.
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6.2 Aufladebetrieb

Im vorigen Abschnitt wird dargelegt, dass sich minimale Kraftstoffverbrauche
bereits im Schwachlastbetrieb nur iiber eine sinnvolle Kombination aus FES und
externer, gekiihlter AGR realisieren lassen. Folgend wird gezeigt, wie sich beide
Brennverfahren und ihre Kombination bei einem klopfempfindlichen Betriebspunkt

im Aufladebetrieb auf die innermotorische Energieumsetzung auswirken.

6.2.1 Versuchsdurchfiihrung

Die Untersuchungen im Aufladebetrieb werden am globalen Verbrauchsbest-
punkt bei einer Drehzahl von n = 2000min~! und einem Effektivmitteldruck
von ppe = 12bar durchgefiihrt. Abbildung 6.2.1 zeigt dessen Positionierung im
Motorkennfeld.

22
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S |
£% 12 (e I
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o ¢ 10 S -
2z ] Aufladebetrieb
3 8 n = 2000 min™ - p,..= 12 bar
L 6*
4,
2,
0

1000 2000 3000 4000 5000
Drehzahl n [min'l]

Abbildung 6.2.1: Darstellung des untersuchten Aufladebetriebspunktes bei
n=2000 min~! und py,. = 12bar im Motorkennfeld
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Analog zum Saugbetriebspunkt werden das AGR- und Miller-Brennverfahren hin-
sichtlich ihrer Auswirkung auf die innermotorische Energieumsetzung sowohl un-
abhéngig voneinander, als auch in ihrer Kombination untersucht. Abbildung 6.2.2
zeigt den fiir die Bewertung der Potenziale von AGR- und Miller-Brennverfahren

im Rahmen dieser Arbeit ausgewdhlten Ausschnitt des gesamten Messprogrammes.

n B . A Auslass | Auslass | Einlass | Einlass | AGR-Rate
me offnet | schlieRt | 6ffnet | schlieBt | (extern) Bemerkung
min? | bar | - | - °KW n. LW-OT %
110-174 0 reiner Miller-Betrieb
125-174 20 AGR-Miller-Kombination
2000 12 1431 1 -189 -20 -6
174 0-30 reiner AGR-Betrieb
130 0-22,5 Miller-AGR-Kombination

Abbildung 6.2.2: Einstellparameter zur Untersuchung des Aufladebetriebspunktes bei
n=2000min~! und p,,. = 12bar

Die jeweils zu untersuchende Einflussgrofe wird variiert, wobei alle iibrigen Grofsen
konstant gehalten werden. Somit ergeben sich analog zum vorig untersuchten Be-
triebspunkt aus der Variation der AGR-Rate bei einem ES = 174 KW n. LW-OT
der ,reine AGR-Betrieb” und aus der Variation des ES bei einer AGR-Rate von
AGR =0% der ,reine Miller-Betrieb®. Die iibrigen beiden Messreihen zeigen den-
jenigen Kombinationsbetrieb, der jeweils zu minimalen Kraftstoffverbrauchen
fithrt. Anders als beim Saugbetriebspunkt wird die Schwerpunktlage der Verbren-
nung in diesem Betriebspunkt nicht konstant bei @50 =8 "KW n. ZOT eingeregelt,
sondern der Motor an der Klopfgrenze mit deutlich spateren Schwerpunktlagen
betrieben. Als Stellgrofe dient der Ziindzeitpunkt, der mit einer Genauigkeit von

Apzzp = 0,75 "KW vorgegeben werden kann.

6.2.2 Thermodynamische Analyse der motorischen

Globalwerte

Abbildung 6.2.3 zeigt die eingestellten und variierten Betriebspunktparameter,
aufgetragen iiber dem Saugrohrdruck. Drehzahl, Effektivmitteldruck, Verbren-
nungsluftverhéltnis und Einspritzdruck werden zuverléssig eingeregelt, sodass sich
hieraus keine Quereinfliisse auf die eigentlich zu untersuchenden Zusammenhéange

ergeben.
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Die Ladezeit der Ziindspule wird konstant auf einen ggii. der Serien-Applikation
erhdhten Wert von t1zs = 3 ms festgelegt, da dies die Stabilitat des Brennverfahrens
geii. sehr frithen ES-Zeitpunkten und hohen AGR-Raten deutlich verbessert. Dies
gewidhrleistet umfangreichere Variationsmoglichkeiten der beiden untersuchten
Grofken. Weiterhin sind mit der AGR-Rate, dem Zeitpunkt des ES und dem

maximalen Einlasshub die entsprechenden Variationsgrofen gezeigt.

Zur Ergebnisanalyse sind eingangs in Abbildung 6.2.4 der spezifische, relative
Effektivverbrauch, der Reib- und Ladungswechselmitteldruck sowie der Varia-
tionskoeffizient des indizierten Mitteldruckes jeweils fiir das reine AGR- und

Miller-Brennverfahren sowie fiir deren verbrauchsoptimale Kombination gezeigt.
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Abbildung 6.2.4: relativer spezifischer Effektivverbrauch, Reib- und Ladungswechsel-
mitteldruck sowie Variationskoeffizient des indizierten Mitteldruckes
bei n=2000 min~! und p,,. = 12bar

Es ist festzustellen, dass mit einer Erhéhung der externen AGR-Rate deutlich

geringere spezifische Kraftstoffverbrauche realisiert werden kénnen, als durch
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ein reines Miller-Brennverfahren. Der Verbrauchsvorteil ggii. dem Basisbetriebs-
punkt mit konventionellen Steuerzeiten belduft sich bei der AGR-Erh6hung im
Bestpunkt auf ca. 11 %, wohingegen sich der Verbrauchsvorteil des reinen Miller-
Brennverfahrens auf ca. 5% beschriankt. Eine Kombination beider Brennverfahren
ist in diesem Betriebspunkt bzgl. des Kraftstoffverbrauches nicht zielfiithrend.
Weiterhin zeigen die Messreihen, dass das Brennverfahren sowohl gegen eine
Einflussnahme auf die Ladungsbewegung (ES-Variation), als auch gegen eine
Anderung der chemischen Zusammensetzung und Reaktivitit des Gemisches
(AGR-Variation) iiber weite Betriebsbereiche hinweg robust ist. So werden bspw.
mit der aktuellen Zusammenstellung aus Aufladegruppe, Ventiltrieb und Brenn-
verfahren bei einer Variation der AGR-Rate asymptotische Verbrauche erreicht.
Bemerkenswerterweise ist damit die AGR-Vertréaglichkeit des Brennverfahrens
grofer als seine verbrauchsrelevante thermodynamische Wirksamkeit.

Dariiber hinaus gewihrleisten die hohe AGR-Vertréaglichkeit und die asymptotisch
verlaufenden Kraftstoffverbriuche eine sichere Regel- und Applizierbarkeit der
verbrauchsoptimalen AGR-Raten und schliefsen die Gefahr von AGR-bedingten
Aussetzern aus.

Der Reibmitteldruck steigt mit Erhchung der AGR-Rate an, wohingegen eine
Friithverschiebung des ES abermals senkend wirkt. In Abbildung 6.1.5 wird dies-
beziiglich die mit der AGR einhergehende Anhebung der Zylindergasmasse bei
konstantem Verbrennungsluftverhéltnis diskutiert. Die Ziindung erfolgt hierbei
verbrauchsoptimal an der Klopfgrenze und wird mit entsprechend erhéhter AGR-
Rate nach friih verschoben. Weiterhin wird gezeigt, dass das Miller-Brennverfahren
eine systeminhérent verringerte Arbeit im Ventiltrieb und durch die Zwischenex-
pansion ein abgesenktes Druckniveau wahrend der Verbrennung bewirkt.
Zusétzlich hierzu senkt die AGR die Reaktivitit des Gemisches in einem klopf-
beschrankten Betriebspunkt signifikant ab. Damit kann, wie in Abbildung 6.2.9
gezeigt, die Schwerpunktlage der Verbrennung deutlich nach frith verschoben
werden, was das Druckniveau wahrend der Verbrennung erhoht.

Analog zu Abbildung 6.1.5 zeigt Abbildung 6.2.5 die gemessenen Reibmitteldriicke
der vier verschiedenen Messreihen und die Zylinderdruckverldufe dreier ausge-
wéhlter Vergleichs-Messpunkte. Eine Anhebung der AGR-Rate auf AGR=20%

erhoht den Spitzendruck im Zylinder deutlich von pzyimaz,acr=0% ~ 50 bar auf
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PZylmaz, AGR=20% ~ 80 bar. Das Miller-Brennverfahren senkt den Zylinderspitzen-

druck bei konstanter AGR-Rate auf pzy maz, amiter = 65 bar ab.
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Abbildung 6.2.5: Reibmitteldriicke der verschiedenen Messreihen und Zylinder-
druckverldufe der drei ausgewahlten Vergleichs-Messpunkte bei
n=2000 min~! und p,,. = 12bar

Der in Abbildung 6.2.4 gezeigte Variationskoeffizient des indizierten Mitteldruckes
als Maf fiir die Stabilitdt der Verbrennung und damit die Laufruhe des Mo-
tors bleibt beim reinen AGR~ und Miller-Brennverfahren konstant niedrig. Fiir
beide Kombinationsbetriebe hingegen erhéht sich der Variationskoeffizient von
ihrem jeweiligen Startpunkt aus deutlich. Damit zeigt sich bereits, dass beide
Brennverfahren nicht in voller Auspragung miteinander kombiniert werden diirfen,
sondern AGR und Miller-Grad zielfithrend aufeinander abgestimmt werden miis-
sen. Weiterhin ist anhand der Saugrohrdruck-Spreizungen der vier untersuchten
Messreihen zu sehen, dass die AGR im Gegensatz zur Frithverlegung des ES nicht
ausschlieflich iiber die Bereitstellung des Ladedruckes, sondern auch iiber die
AGR-Vertraglichkeit des Brennverfahrens limitiert wird.

Die Ladungswechselverluste werden mit beiden Verfahren nach anfianglicher Ver-
besserung bis pgaug ~ 1250 mbar bei weiterer Ladedruckerhhung gleichermafen
negativ beeinflusst. Beim reinen Miller-Brennverfahren ergeben sich hierbei gerin-
gere Ladungswechselverluste als beim reinen AGR-Brennverfahren. Zur Analyse
der gezeigten Ladungswechselverluste wird folgend die Qualitét der Ladedruckbe-
reitstellung bewertet. Hierzu zeigt Abbildung 6.2.6 die Wirkungsgrade der Turbine,
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des Verdichters und des gesamten Turboladers sowie die Abgastemperatur vor

Turbine.
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Abbildung 6.2.6: Wirkungsgrade der Turbine, des Verdichters und des gesamten Tur-
boladers sowie die Temperatur vor Turbine bei n=2000 min~' und
Pme = 12 bar

Die einzelnen Wirkungsgrade der Turbolader-Komponenten diirfen ausschliefslich
qualitativ beurteilt werden. Als Grund ist die sehr hohe Sensitivitat der Wirkungs-
gradberechnungen auf die Fluidtemperatur am Ein- oder Austritt der jeweiligen
Turbolader-Komponente zu nennen. So kénnen in einigen Betriebsbereichen des
Turboladers Abhéngigkeiten der Wirkungsgrade von mehr als 1 %-Punkt pro 1 K
Temperaturdifferenz zwischen Ein- und Auslass der betreffenden Komponente
auftreten. Zusétzlich muss die Mischungstemperatur aus Abgas und Frischluft vor
Verdichter errechnet werden, da eine Messung am Priifstand konstruktions- und
bauraumbedingt nicht moglich ist. Hierzu befindet sich die letzte Temperaturmess-
stelle des riickgefithrten Abgases kurz hinter dem AGR-Kiihler (vgl. Abbildung
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3.1.1 - Aufbau des Versuchstréigers). Ein weiterer Temperaturverlust durch die
Zuleitung bis kurz vor den Verdichter kann nicht quantifiziert werden. So werden
die Mischungstemperaturen aus Abgas und Frischluft vor dem Verdichter zu grofs
berechnet. Turbinenseitig fiihrt die durch das Gehéuse abgefiihrte Wéarmemenge
zu einer signifikanten Anderung der Abgastemperatur nach Turbine, die ebenso
nicht erfasst wird. Dies resultiert in Wirkungsgrade der Turbine von nyy > 1.
Qualitativ zeigt sich, dass die AGR-Variationen den Turbinen-Wirkungsgrad
deutlich absenken. Grund hierfiir sind die in diesem Betriebspunkt mit AGR
weitaus fritheren Verbrennungsschwerpunktlagen, wie sie in Abbildung 6.2.9 ge-
zeigt sind. Damit sinkt die Abgastemperatur vor Turbine und entsprechend
auch der turbinenseitige Wirkungsgrad. Die ES-Variationen hingegen beeinflussen
die Abgastemperatur vor Turbine in deutlich geringerem Mafse. Somit wird der
Turbinen-Wirkungsgrad zusétzlich iiber den Anstellwinkel der VTG bestimmt.
Grundlegend besteht zwischen Turbinen-Wirkungsgrad und Anstellwinkel der
VTG ein negativer, parabolischer Zusammenhang mit einem Scheitelpunkt bei
mittleren VTG-Stellungen. Eine Erhohung der VTG-Anstellwinkel fiihrt also
anfanglich zu einer Verbesserung des Turbinen-Wirkungsgrades bis zum Schei-
telpunkt. Bei weiterer Vergroferung des VT G-Anstellwinkels verringert sich der
Turbinen-Wirkungsgrad. Der Scheitelpunkt der charakteristischen Parabel ist
Resultat aus Abgastemperatur und Massenstrom {iber die Turbine. Damit ergibt
sich bei einer ES-Variation bei AGR=0% ein anfinglich verbesserter Turbinen-
Wirkungsgrad bis zu einer VT'G-Stellung von VTG =30 %. Ein weiter erhohter
Anstell-Winkel der VTG fiihrt zu abnehmenden Turbinen-Wirkungsgraden. Die
ES-Variation bei einer AGR-Rate von AGR =20% beginnt bereits bei VTG-
Stellungen von VTG &40 %. Eine weitere Erhohung der VTG-Anstellwinkel fiithrt
trotz tendenziell erhohter Abgastemperaturen vor Turbine direkt zu einer Ver-
schlechterung des Turbinen-Wirkungsgrades.

Eine Erhchung der AGR-Rate wirkt durch die deutliche Absenkung der Ab-
gastemperaturen vor Turbine also negativ auf den Turbinen-Wirkungsgrad. Ein
Miller-Brennverfahren dagegen kann den Turbinen-Wirkungsgrad in gewissem
Mafse auch positiv beeinflussen. Hier kommt es erst dann zu einer Verschlechterung
des Turbinen-Wirkungsgrades, wenn der Ladedruckbedarf VT G-Anstellwinkel
erforderlich macht, die iiber ihr jeweiliges Optimum hinaus gehen.

Auf der Verdichterseite des Turboladers zeigt sich ein grundsétzlich anderer Zu-
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6.2. Aufladebetrieb

sammenhang. Hier sind sehr ausgepriagte Verbesserungen mit erhohter AGR-Rate
festzustellen. Eine ES-Variation hingegen verbessert den Verdichter-Wirkungsgrad
mit deutlich kleinerem Gradienten oder fiihrt hier sogar zur Verschlechterung. Zur
Erlauterung dieser Zusammenhénge zeigt Abbildung 6.2.7 die Positionierung der

vier Messreihen im Kennfeld des verwendeten Verdichters.
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Abbildung 6.2.7: Verdichterkennfeld des verbauten HoneyWell-Turboladers mit Be-
triebspunkten der Einlassschliefs- und AGR-Variationen

Es wird deutlich, dass sich der Verdichter-Betriebspunkt bei einer Friihverschie-
bung des ES im Wesentlichen in vertikaler Richtung zu gréfseren Verdichter-
druckverhéltnissen verschiebt. In Kombination mit den Wirkungsgrad-Muscheln
des Verdichter-Kennfeldes ergibt sich damit bei den ES-Variationen vor allem
bei hohen Verdichterdruckverhéltnissen eine zunehmende Verschlechterung des
Verdichter-Wirkungsgrades.

Die Erhohung der AGR-Raten hingegen verschiebt den Verdichter-Betriebspunkt
mit einer signifikanten horizontalen Komponente in Richtung besserer Wirkungs-

grad-Muscheln. Dies resultiert aus der ottomotorischen Forderung eines konstanten
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Verbrennungsluftverhéltnisses. Dadurch wird mit der AGR keine Frischluft substi-
tuiert, sondern der Massenstrom iiber den Verdichter signifikant erhéht, was den

Wirkungsgrad des Verdichters in diesen Betriebspunkten grundsatzlich positiv

beeinflusst.

Insgesamt ergeben sich durch die unterschiedliche Einflussnahme beider Brenn-
verfahren auf Turbinen- und Verdichterseite die in Abbildung 6.2.6 gezeigten

Turbolader-Gesamtwirkungsgrade. Die Qualitat der Ladedruckbereitstellung steigt

bis zu einem Saugrohrdruck von pgaue =~ 1300 mbar, bevor die negativen Effek-
te auf der Turbinenseite iiberwiegen und der Turbolader-Gesamtwirkungsgrad

sinkt. Diese Betrachtungen zeigen, dass mit dem jeweiligen Brennverfahren immer

separat auf Verdichter und Turbine Einfluss genommen wird. Zur Beurteilung

der Qualitdat der Ladedruckbereitstellung muss folglich immer der gesamte Tur-

bolader betrachtet werden. Insgesamt folgen die in Abbildung 6.2.4 gezeigten

Ladungswechselverluste den in Abbildung 6.2.6 ermittelten Zusammenhéngen am

Turbolader.

Ergénzend korreliert Abbildung 6.2.8 die Ladungswechselschleifen dreier ausge-

wahlter Vergleichsmesspunkte der ES-Variation bei einer AGR-Rate von AGR =0 %.
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Abbildung 6.2.8: Ladungswechselverluste und Ladungswechselschleifen —dreier
ausgewihlter Vergleichs-Messpunkte bei 7 =2000 min~!
Pme = 12 bar

und

Zu sehen ist, dass eine Friithverschiebung des ES den Ladedruckbedarf erhoht. Die
vorig erlduterten Zusammenhénge auf Turbinen- und Verdichterseite des Turbola-

ders resultieren in anféanglich verbesserte Wirkungsgrade des Gesamt-Turboladers.
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6.2. Aufladebetrieb

Die Ladungswechselschleife verkleinert sich bei einer Frithverschiebung des ES auf
ES=140°KW n. LW-OT. Ein weiter ausgepréagtes Miller-Brennverfahren mit ei-
nem ES von ES=110°"KW n. LW-OT und entsprechend hohem Ladedruckbedarf
verschlechtert den Wirkungsgrad am Turbolader derart, dass die Ladungswechsel-
verluste signifikant ansteigen. Insgesamt folgt die Groke der Ladungswechselschleife

den qualitativ am Turbolader ermittelten Wirkungsgraden.

Zur weiteren Bewertung der Potentiale von AGR- und Miller-Brennverfahren
im Aufladebetrieb zeigt Abbildung 6.2.9 die Verbrennungsschwerpunktlage, den

Brennverzug und die Brenndauern von 5-50 % sowie von 50-90 %
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Abbildung 6.2.9: Verbrennungsschwerpunktlage, Brennverzug und Brenndauern bei
n=2000 min~! und p,,. = 12bar

Anders als im Schwachlast-Betriebspunkt kann die Verbrennungsschwerpunkt-
lage in diesem Betriebspunkt auf Grund des ottomotorischen Klopfens nicht
konstant auf 50 =8° KW n. ZOT eingestellt werden. Mit konventionellem ES
und ohne AGR kommt die Verbrennungsschwerpunktlage an der Klopfgrenze bei
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ca. ©s0 konv. — 29 "KW n. ZOT zu liegen. Der Vergleich von reinem Miller- und
reinem AGR-Brennverfahren zeigt, dass die Verbrennungsschwerpunktlage mit
AGR durch eine deutlich abgesenkte Klopfgefahr sehr nah an den optimalen
Bereich um @50 opr = 8 "KW n. ZOT positioniert werden kann. Mit einem reinen
Miller-Brennverfahren beschréanken sich die Verbrennungsschwerpunktlagen auf
frithestmogliche @50 ariter = 17 "KW n. ZOT. Weiterhin ist ersichtlich, dass auch
ein Kombinationsbetrieb aus AGR- und Miller-Brennverfahren in diesem Last-
punkt zu keiner Verbesserung der Verbrennungsschwerpunktlage im Vergleich
zum reinen AGR-Brennverfahren fiithrt. Mit einer Friithverschiebung des ES bei
einer AGR-Rate von AGR =20 % kann die Verbrennungsschwerpunktlage bspw.
iiberhaupt nicht mehr in Richtung friith verschoben werden.

Der Brennverzug weist ein dhnliches Verhalten auf, wie er bereits beim Schwachlast-
Betriebspunkt diskutiert wurde. Die Gradienten des Brennverzuges iiber den
Saugrohrdruck sind bei einer Erhohung der AGR-Rate im Vergleich zum Miller-
Brennverfahren deutlich grofer. Die physikalischen Zusammenhénge, die Grund-
lage dieses Verhaltens sind, werden im Schwachlast-Betriebspunkt ausfiihrlich
diskutiert. Hierbei wird gezeigt, dass der Brennverzug antipropotional mit der
laminaren Flammengeschwindigkeit korreliert. Diese wird durch die AGR haupt-
sdachlich chemisch und durch das frithe ES physikalisch verringert. Wiese und
Rhodes zeigen die jeweiligen Einfliisse von AGR und ES auf die laminare Flam-
mengeschwindigkeit in [Wie09] und [RK85|. Der chemische Einfluss der AGR
iibersteigt dabei den physikalischen des Miller-Brennverfahrens deutlich. Zuséatz-
lich geht mit steigender AGR-Rate ein ausgeprégterer Vorziindbedarf einher.
Dieser erfordert die Ziindung des Gemisches bei einem immer niedrigerem Druck-
und Temperaturniveau wiahrend der Kompression, was den Brennverzug weiter
vergrofert.

Auch die grundlegenden Auswirkungen beider Brennverfahren auf die Brenndau-
ern werden beim Schwachlast-Betriebspunkt ausfiihrlich diskutiert. Mafgeblich
sind hierbei die Erkenntnisse von Damkdhler. Dieser zeigt in [Dam26|, dass eine
Verlangerung der laminaren in gleicher Weise auf die turbulente Flammengeschwin-
digkeit wirkt. Diese wiederum charakterisiert den Fortschritt der vorgemischten
ottomotorischen Verbrennung wesentlich. Grundsétzlich verringern sowohl die
AGR, als auch das Miller-Brennverfahren die turbulente Flammengeschwindig-

keit. Trotzdem zeigen sich beim Vergleich der Brenndauern von 5-50 % und von

110



6.2. Aufladebetrieb

50-90 % deutlich unterschiedliche Abhéngigkeiten von der AGR-Rate und der
Positionierung des ES. Um diese erkldren zu koénnen, zeigt Abbildung 6.2.10
abermals die Brenndauern von 5-50% und von 50-90 % sowie die Brennverlaufe

und die Gastemperatur im Zylinder fiir drei ausgewéhlte Vergleichspunkte.
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Abbildung 6.2.10: Brenndauern, Brennverlauf und Verlauf der Gastemperatur der drei
ausgewihlten Messpunkte bei n—=2000 min~! und p,,. = 12bar

In Bezug auf die Brenndauern von 50-90 % sind die Abhangigkeiten von AGR und
frithem ES sehr dhnlich zu denen, die bereits fiir den Schwachlast-Betriebspunkt
diskutiert wurden. Neben der chemischen Verringerung der Flammengeschwin-
digkeit erhoht die am Ottomotor additiv verwendete AGR auch die zylinderin-
terne Gasmasse und verringert im Resultat das Temperaturniveau wahrend des
Ausbrandes. Die Brenndauern steigen somit bei einer Erhohung der AGR-Rate
signifikant an. Eine Friihverschiebung des ES auf ES =130 °KW n. LW-OT bei
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konstanter AGR-Rate von AGR =20 % verringert das Druckniveau im Zylinder
v.a. im Spitzendruckbereich und beeinflusst die Auspragung der zylinderinternen
Ladungsbewegung negativ, wie die Abbildungen 6.2.5 und 6.1.9 zeigen. Beides
fithrt dazu, dass sich die Brenndauern wiahrend des Ausbrandes weiter verlingern.
Diese Abhéngigkeiten werden auch durch die Gradienten der Brennverlédufe sehr
gut wiedergegeben. Wahrend die fallende Flanke des Brennverlaufes bei konven-
tionellen Steuerzeiten ohne AGR noch sehr steil ist, flacht er mit Erhohung der
AGR-Rate und Frithverschiebung des ES immer weiter ab.

Bei den Brenndauern von 5-50 % sind die chemischen und physikalischen Wirkun-
gen beider Brennverfahren zwar die gleichen, werden jedoch vom Einfluss einer
sich deutlich dndernden Verbrennungsschwerpunktlage teilweise iiberkompensiert.
Im Zusammenhang mit den Verbrennungsschwerpunktlagen aus Abbildung 6.2.9
ist festzustellen, dass die Verlangerung der Brenndauern von 5-50% erst dann
einsetzt, wenn keine oder keine signifikante Friihverschiebung der Verbrennungs-
schwerpunktlage mehr realisiert werden kann. Mit einer deutlichen Friihverschie-
bung der Verbrennungsschwerpunktlage beim reinen AGR-Brennverfahren kann
die Brenndauer trotz signifikant erhhter AGR-Rate sogar abgesenkt werden.
Zur Erlauterung werden wiederum die drei ausgewahlten Messpunkte angefiihrt.
Die Friihverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage durch die Erhohung der
AGR-Rate auf AGR =20 % fiihrt, wie Abbildung 6.2.5 zeigt, zu einem deutlich
héheren Druckniveau wahrend der Verbrennung. Ebenso senkt die erhohte AGR-
Rate die Klopfgefahr und ermdéglicht eine deutlich frithere Energieumsetzung.
Damit steigt die Gastemperatur wahrend der friithen Verbrennungsphasen deutlich
an, wie Abbildung 6.2.10 entnommen werden kann. Erst die Friithverschiebung
des ES auf ES =130 °KW n. LW-OT bei konstanter AGR-Rate von AGR =20%
senkt das Druck- und Temperaturniveau wieder ab, was auch im Brennverlauf
erkennbar ist.

Damit bestétigen sich die grundlegenden Zusammenhénge zu AGR- und Miller-
Brennverfahren, wie sie bereits im Schwachlast-Betriebspunkt erlautert werden,
auch im Aufladebetriebspunkt. Zuséatzlich wirkt eine ausgeprigte Friihverla-
gerung der Verbrennungsschwerpunktlage durch eine mit AGR- oder Miller-
Brennverfahren abgesenkte Klopfgefahr der chemischen bzw. physikalischen Ver-

langerung der Energieumsetzung entgegen.
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Zur weiteren Bewertung der Auswirkungen beider Brennverfahren auf die inner-
motorische Energieumsetzung sind in Abbildung 6.2.11 der kumulierte Wand-
warmeverlust der vier unterschiedlichen Messreihen sowie die indizierten Wand-
wéarmeverluste der drei ausgewahlten Vergleichs-Messpunkte mit verschiedenen
AGR-Raten und ES gezeigt.
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Abbildung 6.2.11: kumulierte Wandwérmeverluste der untersuchten Messreihen und
indizierter Verlauf der Wandwéarmeverluste fiir drei ausgewéhlte
Messpunkte bei n=2000 min~" und p,,e = 12bar

Auch bzgl. der Wandwéarmeverluste zeigt sich der Einfluss der deutlich verdnderten
Verbrennungsschwerpunktlage. Bei der Analyse des Schwachlast-Betriebspunktes
wird gezeigt, dass beide Brennverfahren die Wandwéarmeverluste durch die ihnen
inhdrente Verlangsamung der Energieumsetzung bei konstanter Verbrennungs-
schwerpunktlage grundsétzlich absenken. Hierbei erfolgt die Minderung der Wand-
warmeverluste mit AGR bei gleichem Saugrohrdruck deutlich ausgeprégter als
mit frithem ES.

Die Wandwéarmeverluste werden durch die zur Warmeiibertragung zur Verfiigung
stehende Flache, den Wirmeiibergangskoeffizienten und die Temperaturdifferenz
zwischen Brennraum und Brennraumbegrenzung definiert. Bei einer AGR-Rate von
AGR =0% und einem konventionellen ES von ES =174°°KW n. LW-OT betragt
die Maximaltemperatur im Brennraum T gpr ez konv. = 2400 K und der maximale

Wiérmeiibergangskoeffizient agpg mas ~= 2170 WLK bei oww kmaz = 28 "KW n. ZOT.
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Die Erhohung der AGR-Rate auf AGR =20% hat mafsgeblichen Einfluss auf
die kalorischen Eigenschaften, die Reaktionskinetik der Zylinderladung und die
thermische Masse im Brennraum. Damit verringert sich die maximale Brennraum-
temperatur trotz deutlicher Frithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage
Vo P50 konw. = 25 "KW n. ZOT auf @50 acr~12°KW n. ZOT auf einen Wert von
T BR.maz,AGR konv. = 2100 K. Die Friihverschiebung der Verbrennungsschwerpunktla-
ge erhoht den maximalen Wérmeiibergangskoeffizienten auf agg maz, acr ~ 3700 inK
beil pww kmaz,acr ~ 15 "KW n. ZOT. Diese deutliche Erhohung des Wérmeiiber-
gangskoeffizienten beschréankt sich auf den Kurbelwinkelbereich zwischen ZOT
und ¢~ 30°KW n. ZOT. In diesem Bereich stehen lediglich kleine Flachen zur
Wandwarmeiibertragung zur Verfiigung, sodass der Effekt der deutlich erhohten
Wandwarmeiibergangskoeffizienten in Kombination mit den geringeren Brenn-
raumtemperaturen abgeschwécht wird. Damit wird der Wandwéarmeverlust bis
¢ ~30°KW n. ZOT malfsgeblich durch die Brennraumtemperatur bestimmt. Diese
ist ohne AGR deutlich hoher wie Abbildung 6.2.10 zeigt. Insgesamt ergibt sich das
in Abbildung 6.2.11 (rechts) gezeigte Bild der indizierten Wandwérmeverluste mit
durch die Frithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage signifikant hoheren
Wandwarmeverlusten im Bereich von ZOT bis ¢~ 30°KW n. ZOT. Wéhrend
der weiteren Expansion sind die Wandwéarmeverluste ohne AGR deutlich grofer,
was kumuliert zu den in Abbildung 6.2.11 (links) gezeigten, in etwa gleichgrofsen
Wandwérmeverlusten fiihrt.

Die mit dem Miller-Brennverfahren einhergende Frithverschiebung des ES von
ES=174°KW n. LW-OT auf ES =130 "KW n. LW-OT wirkt hauptséachlich phy-
sikalisch auf das Stromungsfeld im Zylinder. Die zylinderinterne Gasmasse und
die Stoffzusammensetzung bleiben weitestgehend konstant. Die Beeintréachtigung
des Stromungsfeldes fiihrt zu einer langsameren Verbrennung. Damit steigt das
potentielle Risiko der Ausbildung von Klopfherden im Zylinder, weshalb die Ver-
brennungsschwerpunktlage mit dem Miller-Brennverfahren bei einer konstanten
AGR-Rate von AGR =20% nicht weiter nach frith verlegt werden kann. Dies
verringert die maximale Brennraumtemperatur auf Tpgg ez acr mitier = 1930 K.

Dariiber hinaus bewirkt der physikalische Eingriff in das Strémungsfeld im Zylinder,

dass der Warmeiibergangskoeffizient auf apgpr maz acr mitier = 2900 m‘;VK absinkt.
Daraus resultiert ein v.a. in seinem Maximalwert deutlich abgesenkter indizier-

ter Verlauf der Wandwérmeverluste wie Abbildung 6.2.11 (rechts) zeigt. Dessen
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Kumulation in Abbildung 6.2.11 (links) weist folglich deutlich geringere Wand-
warmeverluste bei der Kombination aus AGR- und Miller-Brennverfahren aus.

Somit iiberlagert die Verschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage auch in
Bezug auf die Wandwarmeverluste die eigentlich begilinstigenden Einfliisse von
AGR- und Miller-Brennverfahren. Dabei ist es mit dem AGR-Brennverfahren
moglich, die Wandwarmeverluste trotz deutlich ausgepragterer und damit ver-
brauchsgiinstigerer Frithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage in etwa
auf dem gleichen Niveau zu belassen, wie es mit den signifikant spéateren und ver-
brauchsungiinstigen Verbrennungsschwerpunktlagen des Miller-Brennverfahrens

erreicht wird.

Die bisher durchgefiihrte Analyse von AGR- und Miller-Brennverfahren zeigt, dass
beide Brennverfahren in sehr unterschiedlicher Weise auf eine Vielzahl der Verbren-
nungsparameter wirken. Daraus resultiert eine ebenso vielschichtige Einflussnahme
auf die Abgas- und Schadstoff-Emissionen. Zur Bewertung der Auswirkungen
beider Brennverfahren auf einzelne Abgaskomponenten zeigt Abbildung 6.2.12 die

spezifischen CO5- und NO-Emissionen der vier untersuchten Messreihen.
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Abbildung 6.2.12: CO2- und NOy-Emissionen der vier untersuchten AGR- und ES-
Variationen bei n=2000 min~' und py,e = 12 bar

Als Kraftstoffverbrauchsédquivalent folgen die gezeigten COs-Emissionen den er-
mittelten spezifischen Kraftstoffverbrauchen aus Abbildung 6.2.4.
Die grundlegenden Zusammenhénge der NOy-Bildung, insbesondere dessen Ab-

héngigkeit von der Maximaltemperatur wiahrend der Verbrennung, werden beim
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

Schwachlast-Betriebspunkt in Kapitel 6.1.2 diskutiert. Auch in diesem Betriebs-
punkt zeigt sich, dass die AGR die Spitzentemperatur der Verbrennung trotz ggii.
dem Miller-Brennverfahren deutlich fritherer Verbrennungsschwerpunktlagen wei-
ter absenkt. Dies ist bspw. den expemplarisch gezeigten Temperaturverldufen aus
Abbildung 6.2.10 zu entnehmen. Damit kénnen die NO,-Emissionen mit der exter-

nen AGR deutlich weiter abgesenkt werden, als mit dem Miller-Brennverfahren.

Mit den CO- und HC-Emissionen sind in Abbildung 6.2.13 weitere relevante
Schadstoffbestandteile und die dadurch verursachten Verluste im Effektivver-
brauch gezeigt. Die grundlegenden Zusammenhénge der HC- und CO-Emissionen,
wie bspw. Bignon, Ernst sowie Daniel, Schramm und Wentworth sie in ihren
Arbeiten diskutieren, werden in Kapitel 6.1.2 dargelegt. Mafgeblichen Einfluss
hat demnach die Temperatur im Brennraum, die die Oxidationsprozesse innerhalb
der Flamme und beim Annéhern dieser an die Brennraumbegrenzungen moglichst

lange aufrecht erhalten soll.
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Abbildung 6.2.13: CO- und HC-Emissionen der vier untersuchten AGR- und
ES-Variationen sowie die resultierenden be-Verluste bei
n=2000 min~! und p,,. = 12bar
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6.2. Aufladebetrieb

Die Emissionen an unverbrannten Kohlenwasserstoffen steigen bei beiden Ver-
suchsreihen der AGR-Variation mit einer Erhohung der AGR-Rate kontinuierlich
an. Bei der Variation des ES hingegen fillt auf, dass die HC-Emissionen mit sehr
ausgepragten Millergraden wieder verringert werden kénnen.

Zur Erlauterung der ermittelten HC- und CO-Emissionen sind in Abbildung 6.2.14
das Spiilgefille iiber den Motor, die internen Restgas-Raten sowie die Verldufe
der Gastemperatur fiir ausgewahlte Vergleichs-Messpunkte gezeigt. Die gewéhlten
Vergleichs-Messpunkte sind aus Griinden der Ubersichtlichkeit getrennt in der
Abbildung des Spiilgefilles und der des internen Restgases markiert.
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Abbildung 6.2.14: Spiilgefille iiber den Motor, interne AGR-Rate und Verldufe der Ga-
stemperatur fiir ausgewihlte Vergleichspunkte bei n = 2000 min~*
und py,e = 12bar

Grundsétzlich fithren lingere Brenndauern, wie sie mit der AGR v.a. chemisch und
mit dem Miller-Brennverfahren v.a. physikalisch verursacht werden (Vgl. Abbil-
dung 6.2.9), zu erhdhten HC-Emissionen. Grund hierfiir ist ein groferes Risiko der

Flammenverloschung. Auch eine signifikante Frithverlagerung der Verbrennungs-
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

schwerpunktlage, wie sie mit dem AGR-Brennverfahren erreicht wird, kann die HC-
Emissionen nicht senken. Abbildung 6.2.14 (links) veranschaulicht, dass sich bei
nahezu konstantem Spiilgefélle iiber den Motor mit einer Erhéhung der AGR-Rate
von AGR = 0% auf AGR =25 % eine deutlich kleinere Gastemperatur tiber die
komplette Expansion einstellt. Damit steigen das Risiko der Flammenverloschung
und entsprechend auch die HC-Emissionen. Letzteres gilt auch fiir das Miller-
Brennverfahren. Hierbei sind allerdings die erreichten Unterschiede in der Gastem-
peratur wihrend der Expansion und damit auch der Anstieg der HC-Emissionen
kleiner. Abbildung 6.2.14 (unten rechts) zeigt hierzu den Verlauf der Gastempera-
tur bei einer konstanten AGR-Rate von AGR =0% und drei unterschiedlichen
ES. Zu sehen ist die wihrend des Auslasstaktes ca. 100 K hohere Gastemperatur
bei einem ES von ES=110°KW n. LW-OT ggii. den anderen beiden ES. Hier
zeigt Abbildung 6.2.6 den mafgeblichen Einfluss des Turboladers. Bei immer
groferen Ladedriicken und dabei sinkenden Turbolader-Gesamtwirkungsgraden
muss das Abgas durch die VIT'G vor Turbine {iberproportional aufgestaut werden.
Hierbei entsteht ein deutlich negatives Spiilgefélle iber den Motor, wie Abbildung
6.2.14 (oben links) zeigt. Dies wiederum bedingt den in Abbildung 6.2.14 (oben
rechts) gezeigten Anstieg der internen AGR. Diese Erhéhung der intern zuriick-
gefiihrten, heiffen Abgasmasse ist Grund fiir die Temperaturerh6hung wiahrend
des Ausschubtaktes. Damit konnen Kraftstoffmolekiile, die nicht an der Verbren-
nung teilgenommen haben, wihrend des Ausschubtaktes nachoxidiert werden.
Die HC-Emissionen sinken dementsprechend. Auch bei einer AGR-Variation bei
einem ES von ES=130°KW n. LW-OT treten deutlich negative Spiilgefille auf.
Hier verhindert allerdings die signifikante Absenkung der Gastemperatur durch
die AGR wéahrend der Verbrennung, dass beim Ausschubtakt Gastemperaturen
erreicht werden, bei denen relevante Mengen an HC nachoxidieren. Voraussetzung
fiir den beschriebenen Effekt ist eine wiahrend der Verbrennung nur geringfiigig
abgesenkte Gastemperatur, wie sie nur bei den ES-Variationen erreicht wird.

Als weitere relevante Schadstoff-Komponente zeigt Abbildung 6.2.13 die CO-
Emissionen. Als haupturséichliche Bildungsmechanismen werden von Pichinger
et al. in [PBRT04] neben zur Kraftstoffoxidation unzureichend vorhandenem
Luftsauerstoff vor allem Temperaturen in der Reaktionszone von T < 1100 K iden-
tifiziert. Diese treten vorrangig in Brennraumwand nahen Bereichen auf. Die
CO-Emissionen sinken bei einer Erhéhung der AGR-Rate kontinuierlich ab. Be-
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griindet werden kann dies mit dem erhohten Risiko der Flammenverléschung
durch die Beimischung externen Abgases. Anstatt die Kraftstoffmolekiile in einem
ersten Schritt zu CO zu oxidieren, nehmen sie nicht mehr an der Verbrennung teil
und werden unverbrannt ausgeschoben. Die gleichen Zusammenhénge gelten auch
fiir die ES-Variationen. Die hier asymptotischen Verldufe der CO-Emissionen bei
grofsen Ladedriicken sind mit der vorig diskutierten erhohten internen Restgasmen-
ge durch tiberproportional ansteigende Abgasgegendriicke zu erkldaren. Das heife,
interne Restgas begiinstigt die Oxidationsvorgidnge wihrend der Verbrennung
und des Ausschubtaktes. Damit kénnen Kohlenwasserstoffe zu CO und CO zu
CO; aufoxidiert werden. Als Ergebnis dieser Oxidationsvorginge ergeben sich die

gezeigten asymptotischen Verldufe der CO-Emissionen.

Als weiterer wichtiger Abgasbestandteil sind in Abbildung 6.2.15 die Partikel-
Emissionen im Verdiinnungsvolumen des Partikelzidhlers nach einer Verdiinnung

von 1:2000 gezeigt. Fiir jede Messreihe erfolgt eine Normierung auf den jeweiligen

Ausgangswert.
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Abbildung 6.2.15: normierte Partikelemissionen im Verdiinnungsvolumen des Parti-
kelzéhlers bei n = 2000 min~' und Pme = 12 bar

Im Saugbetriebspunkt kann gezeigt werden, dass AGR- und Miller-Brennverfahren
grundséatzlich negativ auf die Partikel-Emissionen wirken. Im Aufladebetriebs-
punkt werden diese Effekte abermals durch die mit beiden Brennverfahren erreichte

Frithverlagerung der Verbrennungsschwerpunktlage {iberlagert. So zeigen sich mit
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einer Erhohung der AGR-Rate im Aufladebetrieb sinkende Partikel-Emissionen.
Dies korreliert mit den in Abbildung 6.2.13 gezeigten CO-Emissionen, die ein
Indiz fiir lokal fette Gemische sind, in denen auch die Partikelbildung begiinstigt
wird. Die Ladungsbewegung ist beim AGR-Brennverfahren durch den spéten ES
unbeeinflusst, sodass sich hieraus keine Quereinfliisse ergeben.

Ein anderes Bild zeigt sich beim Miller-Brennverfahren. Trotz Frithverlagerung des
Verbrennungsschwerpunktes mit immer weiter ausgepragtem Miller-Brennverfahren
steigen die Partikel-Emissionen ab einem ES von ES=130°"KW n. LW-OT an.
Eine immer weiterer fortschreitende Friithverschiebung des ES fiihrt zu der in Ab-
bildung 6.1.9 gezeigten, ungiinstigen Beeinflussung der Ladungsbewegung. Hieraus
resultiert ein grofseres Risiko von Inhomogenitidten im Brennraum mit entspre-
chend fetten Gemischanteilen, in denen die Partikelbildung durch die fehlende
Sauerstoffzugéanglichkeit des Kraftstoffes begiinstigt wird.

Bei der ES-Variation der Kombination aus AGR- und Miller-Brennverfahren
zeigen sich hingegen sinkende Partikel-Emissionen. Eine Friihverlagerung der Ver-
brennungsschwerpunktlage ist hier, wie in Abbildung 6.2.9 gezeigt, nicht moglich.
Weiterhin liegt der frithestmogliche ES beim AGR-Miller-Brennverfahren mit
ES=125°KW n. LW-OT (vgl. Abbildung 6.2.3) in dem Bereich, in dem auch
beim reinen Miller-Brennverfahren noch kein Anstieg der Partikel-Emissionen
verzeichnet werden kann. Damit bleibt auch die Beeintrachtigung der Ladungs-
bewegung vergleichsweise gering. Zusétzlich fiihrt eine nicht vorhandene Ventil-
iiberschneidung mit einem AS=-20°"KW n. LW-OT in Kombination mit einem
EO =-6 "KW n. LW-OT durch die Lage beider Ventilsteuerzeiten vor LW-OT
zu einem Vorlagern des Restgases ins Saugrohr. Geméf Abbildung 6.2.14 steigt
die interne AGR-Rate bei der ES-Variation im AGR-Miller-Kombinationsbetrieb
signifikant an. Dieses Restgas wird vorgelagert und bekommt somit durch den Ein-
stromprozess, anders als bei einem Restgasriickhalt, eine entsprechende Ladungsbe-
wegung aufgeprigt. Dies verringert das Risiko etwaiger Gemisch-Inhomogenitéten
der internen AGR. Die vergleichsweise hohe Temperatur des internen Restgases
konnte nun dazu fiihren, die Parikel-Emissionen zu senken. Ein weiteres Indiz hier-
fiir sind die CO-Emissionen, die in Abbildung 6.2.13 gezeigt sind. Sie verbleiben auf
konstant niedrigem Niveau, was die Annahme geringer Gemisch-Inhomogenitéten
unterstiitzt.

Im Resultat ist festzustellen, dass der Partikelbildungs- und -oxidationsprozess
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ein sehr komplexer und vielschichtiger Vorgang ist. Die Einzeleinfliisse sind mit
Motormessungen, die ohne Visualisierung der entsprechenden Reaktionen und
Zwischenprodukte auskommen miissen, nicht vollstdndig quantifizierbar. Trotzdem
zeigt sich, dass die mit der AGR erreichte Frithverschiebung der Verbrennungs-
schwerpunktlage positiv auf die Partikel-Emissionen wirkt. Eine Beeintrachtigung
der Ladungsbewegung mit sehr frithen Miller-Steuerzeiten fithrt dagegen zu einer

erhohten Partikel-Emission.

6.2.3 Verlustteilung ausgewahlter Vergleichsmesspunkte

Im folgenden Abschnitt zeigt eine Verlustteilung nach Weberbauer et al. aus
[WRK™05] die detaillierten Unterschiede zwischen einzelnen ausgewéhlten Mess-
punkten. Ziel ist die Quantifizierung der Einzeleinfliisse auf den Gesamtwirkungs-
grad des Motors und damit die ermittelten spezifischen Kraftstoffverbrauche.
Verglichen werden abermals jeweils die Ausgangs- und Verbrauchsbestpunkte
des reinen AGR~ und Miller-Brennverfahrens. Auf die detaillierte Analyse eines
Messpunktes im Miller-AGR-~-Kombinationsbetrieb wird verzichtet, da sie keinen

weiteren Erkenntnisgewinn generiert.

Reines Miller-Brennverfahren ohne externe AGR

Zur Bewertung der Wirkung des Miller-Brennverfahrens auf die einzelnen Wir-
kungsgrad-Komponenten zeigt Abbildung 6.2.16 die spezifischen, relativen Effek-
tivverbrauche der ES-Variation bei einer AGR-Rate von AGR =0 %. Die beiden
in der folgenden Verlustteilung miteinander verglichenen Betriebspunkte sind im
Diagramm markiert.

Abbildung 6.2.17 (oben) zeigt die Wirkungsgrade, die sich nach jedem Schritt
der Verlustteilung ergeben. Abbildung 6.2.17 (unten) veranschaulicht die Wir-
kungsgradverluste der einzelnen Verlustteilungsschritte gesondert, sodass eine
direkte Schlussfolgerung iiber Vor- und Nachteile des Miller-Brennverfahrens im

Aufladebetrieb gezogen werden kann.
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Die grundlegenden Zusammenhénge iiber die Beeinflussung der einzelnen Wir-
kungsgradschritte durch ein frithes ES werden in Kapitel 6.1.3 fiir den Schwachlast-
Betriebspunkt bei n = 1500 min~! und p,,. = 5 bar diskutiert. Die dort gewonnen
Erkenntnisse sind Basis fiir den folgenden Vergleich zwischen konventionellem und

Miller-Brennverfahren am Betriebspunkt bei n = 2000 min~' und p,,. = 12 bar.
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Abbildung 6.2.16: Veranschaulichung der Vergleichspunkte der Verlustteilung fiir die
ES-Variation bei 0% AGR bei n=2000 min~" und
Pme = 12bar

Der Wirkungsgrad des theoretischen Prozesses wird ausschlieflich vom Verdich-
tungsverhéltnis € und dem Isentropenexponenten fiir ideale Luft Kpysiq bestimmt
und weist daher keine Unterschiede zwischen beiden Brennverfahren aus.

Der néchste Verlustteilungsschritt berticksichtigt die Verluste durch reale Ladung.
Die Ausfithrungen zum FES-Brennverfahren beim Schwachlast-Betriebspunkt
zeigen, dass der Wirkungsgrad bzgl. der realen Ladung ausschlieflich vom Verdich-
tungsverhéltnis (e = 14, 3) und dem Isentropenexponenten Kgemisch des Gemisches
aus Luft, Abgas und Kraftstoff bestimmt wird. Die am Ottomotor komprimierte
Zylinderladung aus Luft, Restgas und Kraftstoff weist einen dhnlichen Isentro-
penexponenten auf wie eine etwaige interne AGR, sodass der Wirkungsgrad in
diesem Verlustteilungsschritt mafgeblich durch Druck und Temperatur zum ES

und weniger iiber die Stoffzusammensetzung bestimmt wird.
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Abbildung 6.2.17: Verlustteilung fiir konventionelles & Miller-Brennverfahren bei
AGR=0%, n=2000 min~" und py,e = 12bar

Die beiden verglichenen Messpunkte weisen bzgl. Temperatur und interner AGR-
Rate zum ES nur marginale Unterschiede aus. Der Druck zum ES ist beim

Messpunkt mit Miller-Brennverfahren ca. 100 mbar grofer als beim Brennverfah-
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ren mit konventionellen Steuerzeiten. Da der Einfluss des Druckes im Vergleich zur
Temperatur klein ist, ergeben sich in Summe folgerichtig dhnliche Wirkungsgrad-
Verluste durch die Berticksichtigung der realen Ladung.

Der néchste Verlustteilungsschritt zeigt die Verluste aus unvollstiandiger und
unvollkommener Verbrennung. Die zugrunde liegenden Emissionen an HC und
CO werden in Abbildung 6.2.13 als komplexes Zusammenwirken von turbulen-
tem Flammenfortschritt, Verschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage und
Temperatur im Brennraum diskutiert. Aus den ermittelten Emissionen ergibt
sich ein aus Weberbauer, Bargende et al. in [WRK™05] hergeleiteter Umsetzungs-
grad von 7y gone. = 96,09 % fiir den Messpunkt mit konventionellem ES und von
Nuwitter = 96,34 %. Dementsprechend weist die Verlustteilung hier nur marginale
Vorteile beim Miller-Brennverfahren mit einem ES von ES =120°KW n. LW-OT
aus.

Der Verlustteilungsschritt ,,Schwerpunktlage” zeigt im klopfbegrenzten Auflade-
betrieb signifikante Vorteile beim Miller-Brennverfahren. Wahrend beim Brenn-
verfahren mit konventionellem ES die Schwerpunktlage der Verbrennung bei
©50 konw. = 20 "KW n. LW-OT zu liegen kommt, kann sie beim Miller-Brennverfah-
ren mit einem ES von ES = 120 "KW n. LW-OT auf 50 asier = 18 "KW n. LW-OT
vorverlegt werden. So kann in Bezug auf die Verbrennungsschwerpunktlage ggii.
einem Brennverfahren mit konventionellem ES mit dem Miller-Brennverfahren
ein Wirkungsgrad-Vorteil von An = 4 %-Punkten generiert werden.

Der Verlustteilungsschritt ,realer Brennverlauf* weist Vorteile beim Brennverfah-
ren mit konventionellem ES aus. Hier wird beim Schwachlast-Betriebspunkt bereits
auf den Charakter der vorgemischten Verbrennung verwiesen. Deren Fortschritt
wird makgeblich durch die turbulente Flammengeschwindigkeit bestimmt, die ein
Miller-Brennverfahren mit frithem ES mafigeblich beeintrachtigt. Im Aufladebe-
trieb kann die Frithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage diesen Effekt
teilweise kompensieren, sodass der Brennverzug und die Brenndauer von 5-50 %
konstant bleiben, wie Abbildung 6.2.9 zeigt. Erst der Ausbrand verldngert sich
mit dem Miller-Brennverfahren und fiithrt zu den ausgewiesenen Wirkungsgrad-
Nachteilen.

Der Verlustteilungsschritt ,reale Kalorik™ zeigt Vorteile beim Brennverfahren mit
konventionellem ES. Nach Kuberczyk in [Kub08] fiihrt, wie beim Schwachlast-

Betriebspunkt ausfiihrlicher erlautert, eine hohere Temperatur wahrend der Ver-
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brennung zu einem verringerten Wirkungsgrad unter Beriicksichtigug der realen Ka-
lorik. Anders als beim Dieselmotor muss der frithere ES des Miller-Brennverfahrens
durch die Forderung eines konstanten Verbrennungsluftverhéltnisses durch eine
Anhebung des Ladedruckes kompensiert werden. Weiterhin mindert ein Miller-
Brennverfahren am Ottomotor die Klopfgefahr, sodass die Verbrennungsschwer-
punktlage deutlich nach friith verschoben werden kann. Damit ergeben sich die
in Abbildung 6.2.18 (oben) gezeigten Druck- und Temperaturverldufe der beiden

verglichenen Brennverfahren.
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Abbildung 6.2.18: Druck- und Temperaturverlauf sowie indizierte und kumulier-
te Wandwéarmeverluste bei konventionellem ES und Miller-
Brennverfahren bei AGR=0%, n=2000 min~! und p,,. = 12bar

Es ist deutlich zu erkennen, dass die Frithverschiebung der Verbrennungsschwer-
punktlage (vgl. Abbildung 6.2.9) zu signifikant hoheren Zylinderdriicken und
Gastemperaturen bis ca. 30 KW n. ZOT fiihrt. Damit wird die Kalorik nicht
direkt durch den frithen ES, sondern die damit mogliche Friihverschiebung der
Verbrennungsschwerpunktlage und die damit einhergehenden deutlich grofseren
Temperaturen im Bereich bis ca. 30 "KW n. ZOT negativ beeinflusst. Dies kann

auch durch die bei weiterer Expansion mit dem Miller-Brennverfahren geringeren
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

Temperaturen nicht wieder kompensiert werden. Somit ergeben sich die in Abbil-
dung 6.2.17 (unten) ausgewiesenen Nachteile in Bezug auf die reale Kalorik beim
Miller-Brennverfahren.

In Bezug auf die Wandwarmeverluste weist die Verlustteilung ebenso Vortei-
le beim Brennverfahren mit konventionellem ES aus. Hierzu zeigt Abbildung
6.2.18 (unten) die indizierten und kumulierten Wandwérmeverluste der bei-
den Vergleichspunkte. Die bis ca. 30 "KW n. ZOT deutlich erhohten Zylinder-
driicke und Gastemperaturen fiihren in diesem Kurbelwinkelbereich zu ggii. einem
Brennverfahren mit konventionellem ES deutlich erhéhten Wandwéarmeverlusten
beim Miller-Brennverfahren. Zwar kann die maximale Gastemperatur mit Miller-
Steuerzeiten von T gr maz konv. = 2405 K auf T g maz ariter = 2380 K abgesenkt wer-
den, jedoch ergeben sich durch die Friihverlagerung der Verbrennungsschwerpunkt-
lage im Bereich bis 30 ° KW n. ZOT signifikant hohere Gastemperaturen. Bei
15°KW n. ZOT bspw. wird beim Miller-Brennverfahren eine Gastemperatur von
T =15, 0riner = 1590 K erreicht, wohingegen sie beim Brennverfahren mit konven-
tionellem ES T _i5 kony. = 1060 K betragt. Dariiber hinaus betriagt der maximale
Warmetibergangskoeffizient beim Miller-Brennverfahren agg maz aitier = 2820 %
Beim Brennverfahren mit konventionellem Einlassschluss beschrankt er sich auf

QBR maz,konv. — 2200 mVZVK. Damit fiithrt die durch das Miller-Brennverfahren erreich-

bare Friihverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage zu hoheren kumulierten
Wandwéarmeverlusten. Folgerichtig weist die Verlustteilung in diesem Schritt Vor-
teile beim Brennverfahren mit konventionellem ES aus.

Der Verlustteilungsschritt ,,Ladungswechsel* weist keine signifikanten Unterschiede
zwischen beiden Brennverfahren aus, was mit den in Abbildung 6.2.8 gezeigten
Ladungswechselmitteldriicken korreliert.

Beziiglich der Reibung weist die Verlustteilung Vorteile beim Miller-Brennverfahren
aus. Die Motordrehzahl als Haupteinflussgrofe auf die Reibung liegt bei kon-
stant n = 2000 min~!. Der Zylinderdruck als weitere Einflussgrofe ist beim Miller-
Brennverfahren bis ca. 30 "KW n. ZOT signifikant hoher und bei weiter fortschrei-
tender Expansion kleiner als beim Brennverfahren mit konventionellem ES. Somit
kann als Hauptursache einer verringerten Reibung der kleinere maximale Ventilhub
von hgv maz miler = 4,8 mm beim Miller-Brennverfahren ggii. einem maximalen
Ventilhub von hgy.mas konw. = 7,6 mm beim Brennverfahren mit konventionellem

ES identifiziert werden.
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6.2. Aufladebetrieb

Das Miller-Brennverfahren generiert die Vorteile ggii. einem Brennverfahren mit
konventionellem ES im Aufladebetrieb folglich im Unterschied zum Schwachlast-
Betriebspunkt hauptséchlich aus einer signifikanten Verbesserung der Verbren-
nungsschwerpunktlage. Diese deutliche Friithverschiebung der Verbrennungsschwer-
punktlage resultiert in Nachteile bzgl. der Kalorik und des Wandwérmeiiberganges.
Der Wirkungsgrad in Bezug auf den realen Brennverlauf wird durch den Eingriff
des frithen ES in die Ladungsbewegung ebenso schlechter. Weitere Vorteile gene-
riert das Millerbrennverfahren durch den kleineren, maximalen Ventilhub bzgl.

der Reibung.

Reines AGR-Brennverfahren bei konventionellem Einlassschluss

Abbildung 6.2.19 zeigt die spezifischen, relativen Effektivverbrauche der AGR-
Variation bei einem ES von ES=174°KW n. LW-OT. Zur direkten Vergleich-
barkeit sind in Abbildung 6.2.19 ebenso die spezifisch, relativen Kraftstoffver-
bréauche der reinen ES-Variation gezeigt. Die beiden zur Bewertung des AGR-
Brennverfahrens in der Verlutteilung miteinander verglichenen Punkte sind in
Abbildung 6.2.19 markiert. In Abbildung 6.2.20 sind als Ergebnis der Verlustteilung
die Wirkungsgrade und Wirkungsgrad-Verluste jedes einzelnen Verlustteilungs-
schrittes der Vergleichspunkte der AGR-Variation gezeigt.

Der Wirkungsgrad des theoretischen Prozesses bleibt auf Grund eines unverénder-
ten Verdichtungsverhéltnisses konstant.

Unter Berticksichtigung der realen Ladung sind marginale Vorteile beim Brenn-
verfahren mit AGR zu erkennen. Als Grund kann der mit einer signifikanten
Erhchung der externen AGR-Rate verinderte Isentropenexponent des Gemisches
aus Abgas, Luft und Kraftstoff identifiziert werden. Ohne externe AGR betrégt
er Kagr—o — 1,3509. Mit einer AGR-Rate von AGR = 25 % erhoht sich dieser auf
KaGcr—2s = 1,3543. Diese Anderung resultiert in den in der Verlustteilung ausge-
wiesenen Wirkungsgrad-Unterschied von An= 0.3 %-Punkten. Der bei der AGR
zum ES vorliegende, erhohte Saugrohrdruck hat hier keinen Einfluss. Auch die
Temperaturen im Zylinder zum ES sind nahezu identisch.

Der Verlustteilungsschritt ,unvollstindige und unvollkommene Verbrennung* zeigt
keine signifikante Verdnderung bei der Erhohung der AGR-Rate auf AGR =25 %.
Dies korreliert mit den in Abbildung 6.2.13 gezeigten Emissionen an HC und
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6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

CO. Wahrend die HC-Emissionen mit einer Beimischung externer AGR ansteigen,
kompensieren sinkende CO-Emissionen diesen Effekt grofitenteils. Der Umsetzungs-
grad ohne AGR betrigt 1, agr—o = 96,07 %. Mit einer AGR-Rate von AGR =25%

verringert er sich marginal auf 7, acr—25 = 95,83 %.
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Abbildung 6.2.19: Veranschaulichung der Vergleichspunkte der Verlustteilung fiir die
AGR-Variation bei einem ES von ES=174°KW n. LW-OT bei
n=2000 min~! und p,,. = 12bar

Beziiglich der Verbrennungsschwerpunktlage weist die Verlustteilung deutliche
Vorteile beim AGR-Brennverfahren aus. Wahrend die Verbrennungsschwerpunkt-
lage ohne AGR bei w50 acr—0% ~ 25 "KW n. ZOT zu liegen kommt, erlaubt das
mit einer Erhéhung der AGR-Rate deutlich abgesenke Klopfrisiko eine Frithver-
schiebung der Verbrennungsschwerpunktlage auf @50 agr—25% ~ 10 "KW n. ZOT.
Der Verlustteilungsschritt ,realer Brennverlauf* zeigt deutliche Vorteile beim
Brennverfahren ohne AGR. Zur Erlauterung kann Abbildung 6.2.9 herangezogen
werden. Hier gelingt es durch die Friithverschiebung der Verbrennungsschwerpunkt-
lage, die 5-50 %-Brenndauer trotz signifikant erhohter AGR-Rate konstant zu
halten. Der Ausbrand hingegen wird durch die AGR deutlich beeintréchtigt, sodass
sich die 50-90 %-Brenndauer nahezu verdoppelt. Griinde sind wiederum die mit

der AGR auf chemischem Wege deutlich verringerte turbulente Flammengeschwin-
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digkeit und die additive Verwendung der AGR am Ottomotor, die die thermische

Masse erhoht und damit das Temperaturniveau weiter absenkt.
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Dariiber hinaus fiihrt die Friithverlegung der Verbrennungsschwerpunktlage in
Kombination mit verlingerten Brenndauern dazu, dass mit AGR deutlich frii-
her geziindet werden muss. Der Ziindwinkel ohne Abgasriickfiithrung liegt bei
wzzpacr=0 = 1,0 "KW n. ZOT. Mit AGR wird bereits bei einem Ziindwinkel von
YzzpAGR=25 — 18,0 "KW v. ZOT geziindet. Die Ziindbedingungen werden mit ab-
nehmendem Druck und Temperatur zunehmend schlechter, was sich in den in
Abbildung 6.2.9 gezeigten, deutlich langeren Brennverzug auswirkt. Im Resultat
verlangert sich die Zeit des Energieumsatzes und die Verlustteilung weist folge-
richtig Vorteile beim Brennverfahren ohne AGR aus.

Hinsichtlich der realen Kalorik zeigt die Verlustteilung deutliche Vorteile beim
AGR-Brennverfahren. Der Wirkungsgrad in diesem Verlustteilungsschritt verbes-
sert sich auf Grund abnehmender Dissoziation von HyO und CO4 bei sinkenden
Verbrennungstemperaturen (Vgl. Abschnitt 6.1.3). Diese Absenkung des Tempe-
raturniveaus wird durch die additive Verwendung der AGR am Ottomotor und
die chemische Wirkung der AGR auf die Reaktionskinetik und die Stoffzusam-
mensetzung der Zylinderladung erreicht. Eine abgesenkte Brenngeschwindigkeit
und grofsere thermische Masse im Brennraum fithren zu deutlich abgesenkten
Brennraumtemperaturen mit AGR, was Abbildung 6.2.14 entnommen werden
kann. Im Resultat steigt der Wirkungsgrad in diesem Verlustteilungsschritt.

Der Verlustteilungsschritt ,Wandwérmeiibergang™ weist, anders als im Schwachlast-
Betriebspunkt, Vorteile beim Brennverfahren ohne AGR aus. Zur Erlauterung
zeigt Abbildung 6.2.21 den Druck- und Temperaturverlauf sowie die indizier-
ten und kumulierten Wandwérmeverluste des konventionellen und des AGR-
Brennverfahrens mit einer AGR-Rate von AGR =25 %. Die Friihverschiebung der
Verbrennungsschwerpunktlage fiihrt zu einem deutlich hoheren Druck- und Tempe-
raturniveau im Brennraum bis ¢ &~ 30 "KW n. ZOT, obwohl die AGR die maximale
Brennraumtemperatur von T g maz, acr=0 ~ 2400 K auf T g maz,acr=25 = 2050 K
absenkt. Die deutlich hoheren Gastemperaturen kurz nach ZOT fiithren im Re-
sultat zu den gezeigten indizierten und kumulierten Wandwérmeverlusten. Die
ab ¢~ 30°KW n. ZOT geringere Gastemperatur im Brennraum kann die vorigen
Warmeverluste nicht mehr kompensieren, sodass sich beim AGR-Brennverfahren
grofere Wandwarmeverluste ergeben. Diese resultieren allerdings nicht aus der
AGR selbst, sondern sind Ergebnis der Frithverschiebung der Verbrennungsschwer-

punktlage. Die grundsétzlich mindernde Wirkung der AGR auf die Wandwérmever-
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luste ist in Abschnitt 6.1.3 gezeigt. So trigt die AGR auch im Aufladebetriebspunkt
dazu bei, die Wandwéarmeverluste ggii. einem theoretischen Betriebspunkt mit

gleicher Verbrennungsschwerpunktlage ohne AGR zu minimieren.

100 2500
gg ] 7 2250 N
] ! - ™,
- / \\ 5 2000 K ~_
5T 60 2 = 1750 o ~—
58 2 gl IR HIIRS —
5= 50117 = 1500 !
T /h / qE) N 1 l / ™S
5;5’2‘ gg 122 TN *%'— 1250 =y
N 20 :%/ \\ (O] 1000 i /J
10 ZRT = 750 1 ZRT
0 ! 500 i
30 0 30 60 90 120 150 180 30 0 30 60 90 120 150 180
Kurbelwinkel [°KW] Kurbelwinkel [°PKW]
80 3500
r
270 Hh £ 3000 -
2 60 Tt o2 2 2500 T
o 7 A 20 =
2520 TN 5 52 2000 —
S €3 40 } [ SEoS )
-g :g 2 30 l ) ;E; g = 1500 T 17
S ) i ! / \ = ; /
S S = 1000
€= 20 = /
o) % ] ] / N S W
== 10 - = 500 /
] ;%T/ —~ ek Z0T
0+ — 0
30 0 30 60 90 120 150 180 30 0 30 60 90 120 150 180
Kurbelwinkel [°KW] Kurbelwinkel [°KW]
— AGR=0% -——— AGR =25 %

Abbildung 6.2.21: Druck- und Temperaturverlauf sowie indizierte und kumulierte
Wandwéarmeverluste bei konventionellem und AGR-Brennverfahren
bei ES = 174°KW n. LW-OT, n = 2000 min~! und p,,. = 12bar

In Bezug auf die Ladungswechselverluste weist die Verlustteilung nahezu keinen
Unterschied zwischen konventionellem und AGR-Brennverfahren aus. Dies korre-
liert mit den gezeigten Charakteristika des Ladungswechsels, wie den Turbolader-
Wirkungsgraden in Abbildung 6.2.6, dem Ladungswechselmitteldruck in Abbildung
6.2.8 und dem Spiildruckgefille in Abbildung 6.2.14.

Der Verlustteilungsschritt ,,Reibung” weist Vorteile beim konventionellen Brenn-
verfahren aus. Dies kann bei konstanter Drehzahl von n = 2000 min~! wiederum
mit dem in Abbildung 6.2.21 gezeigten, deutlich héheren Druckniveau beim AGR-
Brennverfahren begriindet werden. Dieses resultiert im Aufladebetrieb sowohl aus
der Erhohung der zylinderinternen Gasmasse durch die am Ottomotor additiv

verwendete AGR als v.a. auch aus der Frithverschiebung der Verbrennungsschwer-

131



6. Vergleich von Miller- & AGR - Brennverfahren

punktlage.

Mit einem AGR-Brennverfahren lassen sich die gezeigten, deutlich geringeren
Kraftstoffverbrauche hauptséchlich mit der signifikant verbesserten Verbrennungs-
schwerpunktlage und der positiv beeinflussten Kalorik begriinden. Nachteilig wirkt
die AGR auf den Brennverlauf und die Reibung. Begleiterscheinung eines deutlich
abgesenkten Klopfrisikos und der damit verbundenen fritheren Verbrennungs-

schwerpunktlage sind hohere Wandwéarmeverluste beim AGR-Brennverfahren.

Zwischenfazit zum klopfbegrenzten Motorbetrieb

Ziel beider Brennverfahren im klopfbegrenzten Motorbetrieb ist die Minderung
des Klopfrisikos. Damit kann die Verbrennungsschwerpunktlage in verbrauchs-
glinstigere Bereiche nach friih verlegt werden. Die im Schwachlast-Betriebspunkt
ermittelte Verldngerung von Brennverzug und -dauer wird durch die Analyse des
Auflade-Betriebspunktes grundsétzlich bestéatigt. Allerdings wird dieser Effekt
von der z.T. signifikanten Frithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage
iiberlagert. Zusatzlich riickt die Qualitat der Ladedruckbereitstellung mit sehr
ausgepragten Miller-Steuerzeiten und AGR-Raten immer weiter in den Fokus.

Mit dem reinen Miller-Brennverfahren kann eine Absenkung des Kraftstoffverbrau-
ches um ca. 5% ggii. einem Brennverfahren mit konventionellen Steuerzeiten reali-
siert werden. Bei weiterer Frithverlegung des ES und entsprechend erhéhtem Lade-
druckbedarf steigt der Kraftstoffverbrauch wieder an. Das Miller-Brennverfahren
generiert den Verbrauchsvorteil hauptséachlich durch die Friihverschiebung der Ver-
brennungsschwerpunktlage um ca. Apso =7 " KW. Weiterhin wird die Reibung po-
sitiv beeinflusst. Nachteilig wirkt sich das Miller-Brennverfahren auf Brennverzug
und -dauer aus. Die erreichte Friihverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage
fithrt weiterhin dazu, dass die Gastemperaturen im Vgl. zu einem Brennverfahren
mit konventionellen Steuerzeiten im Bereich von ZOT bis ¢ ~30 "KW n. ZOT
signifikant anstiegen. Damit verbunden ist eine nachteilige Beeinflussung der
Kalorik und der Wandwérmeverluste. Ebenso lassen sich die Stickoxid-Emissionen
mit dem reinen Miller-Brennverfahren nicht nachhaltig absenken. Weiterhin ist
die Beeinflussung der Aufladegruppe durch das Miller-Brennverfahren analysiert
worden. Hierbei zeigt sich im bewerteten Betriebspunkt eine in geringem Mafse

positive Beeinflussung des Verdichter-Wirkungsgrades. Bei moderat erhohtem
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Ladedruckbedarf kann auch der Wirkungsgrad der Turbine positiv beeinflusst
werden. Mit weiter erhéhtem Ladedruckbedarf und entsprechend weiter geschlos-
sener VT'G nimmt der Turbinen-Wirkungsgrad signifikant ab.

Das reine AGR-Brennverfahren generiert Verbrauchsvorteile von knapp 11 %
ggii. einem Brennverfahren ohne AGR. Auch hier sind mit einer Erhéhung der
AGR-Rate asymptotisch verlaufende Kraftstoffverbrauche zu verzeichnen. Bemer-
kenswert ist hierbei, dass das Brennverfahren derart robust ggii. AGR ist, dass
AGR-Raten von AGR > 30 % realisierbar sind. In Verbindung mit der verwende-
ten Aufladegruppe ist es damit moglich, die AGR-Raten bis an die Grenze der
thermodynamischen Wirksamkeit zu erhohen, ohne dass das Brennverfahren zuvor
aufgrund seiner AGR-Vertriglichkeit kollabiert. Das AGR-Brennverfahren erlaubt
eine Friithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage von Apsq =16 " KW bis
in den verbrauchsoptimalen Bereich von @59 opr. =8 "KW n. ZOT. Hierin liegt
der wesentliche Beitrag des AGR-Brennverfahrens zur Absenkung des Kraftstoff-
verbrauches. Brennverzug und -dauer werden signifikant verlangert, wobei die
Friithverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage diesen Effekt im Bereich
der 5-50 %-Brenndauer tiberkompensiert und die Brenndauer in etwa konstant
hélt. Dariiber hinaus wird die Kalorik positiv beeinflusst. Ebenso tragt das AGR-
Brennverfahren zur deutlichen Absenkung der Stickoxid-Emissionen bei. Die mit
der Erhohung der AGR-Rate einhergehende, sehr ausgeprigte Frithverschiebung
der Verbrennungsschwerpunktlage fiihrt auch beim AGR-Brennverfahren zu erhoh-
ten Wandwérmeverlusten. Weiterhin erhcht der mit der AGR und Friihverschie-
bung der Verbrennungsschwerpunktlage deutlich angehobene Zylinderdruck die
Reibung. Auch beim AGR-Brennverfahren wird der Einfluss auf den Turbolader
analysiert. Hier tragt die Erhohung der geforderten Gasmasse zu signifikant verbes-
serten Verdichter-Wirkungsgraden bei. Die deutliche Absenkung der Temperatur
vor Turbine und die mit steigendem Ladedruckbedarf immer weiter angestellte
VTG fithren zu verringerten Turbinen-Wirkungsgraden.

Insgesamt zeigt sich, dass auch eine Kombination aus Miller- und AGR-Brennver-
fahren keine besseren Kraftstoffverbréauche generiert als das reine AGR-Brennver-

fahren.
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7. Zusammenfassung und Ausblick

Das folgende Kapitel fasst die Ergebnisse zum Brennverzugs-Modell und dem
Vergleich zwischen AGR- und Miller-Brennverfahren zusammen und gibt einen
Ausblick auf ggf. weiterzuverfolgende Themen, die sich aus den im Rahmen dieser

Arbeit gezeigten Resultaten ergeben.

7.1 Brennverzugsmodellierung

In dieser Arbeit wird ein semi-physikalisches, multifaktorielles Brennverzugs-
Modell gezeigt, dessen Eingangsgrofen die Zylindergasmasse sowie die laminare
Flammengeschwindigkeit und die turbulente kinetische Energie zum ZZP bilden.
Die laminare Flammengeschwindigkeit wird hierbei aus dem Verbrennungsluft-
verhéltnis, der AGR-Rate sowie Druck und Temperatur zum ZZP bestimmt. Die
Zylindergasmasse wird mit einer Ladungswechselrechnung iiber eine Drei-Druck-
Analyse aus indiziertem Saugrohr-, Abgasgegen- und Zylinderdruck errechnet.
Die turbulente kinetische Energie ist Ergebnis einer 0D-Prozessanalyse, die den
Ventilhub mit entsprechender Durchstrémgeschwindigkeit der Zylinderladung und
den experimentell ermittelten Durchflussbeiwerten des Ventils modellbasiert in
eine Tumble-Zahl- und einen TKE-Verlauf abbildet.

Insgesamt zeigt das Brennverzugsmodell kennfeldweit und v.a. in relevanten
Zyklus- und RDE-Messpunkten eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen errech-
neten und gemessenen Brennverziigen. Erst die signifikante Inhomogenisierung der
Zylinderladung durch ein sehr frithes Einlass-Schliefen mit entsprechend gestorter
Ladungsbewegung sowie niedrigen Zylinderdriicken und -temperaturen, die iiber
eine 0D-Prozessanalyse nicht mehr addquat in den Bereich um die Ziindkerze

aufgelost werden konnen, resultiert in zu kurz berechneten Brennverziigen.
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Als weitere Arbeitspakete wiren die Adaption an andere Verdichtungsverhéltnisse
und unterschiedliche Motortypen, wie bspw. ein Aggregat mit Saugrohreinsprit-
zung denkbar. Dies wiirde die physikalische Basis aus TKE, Zylindergasmasse und
laminarer Flammengeschwindigkeit weiter stirken und konnte im Ergebnis sogar
eine allgemein giiltige und physikalisch basierte Modellierung des Brennverzuges

ermoglichen.

7.2 Thermodynamische Bewertung von Miller- &
AGR-Brennverfahren

Der experimentelle Teil dieser Arbeit untersucht und vergleicht die Potenzia-
le des externen, gekiihlten AGR- und des Miller-Brennverfahrens sowie deren

Kombination im Saug- und Aufladebetrieb.

Mit dem Miller- bzw. FES-Brennverfahren konnen die Ladungswechselverluste
im Saugbetrieb signifikant abgesenkt werden. Ein FES greift mafgeblich in die
Ladungsbewegung im Zylinder ein und senkt zusétzlich das Temperaturniveau
ab. Beides fiihrt zu schlechteren Entlammungs- und Brennbedingungen, welche
eine vollstandige Entdrosselung mit dem verwendeten Ventiltrieb verhindern. Die
verlangsamte Verbrennung und die erhdhten Brennverziige fithren in Kombination
mit der Absenkung des Temperaturniveaus durch das FES zu verringerten Wand-
warmeverlusten, einer verbesserten Kalorik und abgesenkten Stickoxid-Emissionen
gegeniiber einer konventionellen Prozessfithrung.

Das AGR-Brennverfahren weist ggii. dem FES-/Miller-Brennverfahren im Saug-
betrieb eine eingeschrinkte Entdrosselbarkeit auf. Das riickgefiihrte Abgas greift
nicht nur physikalisch, sondern v.a. chemisch in den Entlammungs- und Verbren-
nungsprozess ein. Brennverzug und -dauer sind bei gleicher Entdrosselung ggii.
dem FES-Brennverfahren deutlich grofser. Mit der verlangsamten Energieumset-
zung und einer signifikanten Erhohung der Zylindergasmasse senkt die externe,
gekiihlte AGR die Verbrennungstemperaturen ggii. der konventionellen Prozess-
fiihrung deutlich ab. Damit konnen die Wandwérmeverluste, die Kalorik und die
Stickoxid-Emissionen positiv beeinflusst werden. Das niedrige Temperatur-Niveau

der Verbrennung fiihrt zu signifikant erhéhten HC-Rohemissionen. Durch die
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7.2. Thermodynamische Bewertung von Miller- & AGR-Brennverfahren

Nachbehandlung des Abgases mit einem 3-Wege-Katalysator sind sie bzgl. der

gesetzlich vorgeschriebenen Emissionierung trotzdem unbedenklich.

Eine zielfiihrende Kombination beider Brennverfahren deutlich unterhalb ihrer
jeweiligen Vertréglichkeitsgrenzen ermoglicht es bereits im Schwachlast-Betrieb,
die Kraftstoffverbriduche iiber die Vorteile der Entdrosselung hinaus abzusenken.
Im Schwachlast-Betriebspunkt wird die grundsétzliche Wirkung beider Verfahren
auf die Entflammung und Verbrennung gezeigt. Brennverzug und Brenndauer
erhohen sich bei beiden Verfahren, wobei das AGR-Brennverfahren durch den
zusétzlichen chemischen Eingriff in die Verbrennung zu einer deutlich grofseren

Auspragung dessen fiihrt.

Das Ziel beider Verfahren im klopfbegrenzten Motorbetrieb ist die Absenkung der
Klopfneigung. Hiermit kann eine langsamere Verbrennung hin zu einem deutlich
besseren Zeitpunkt in Richtung der optimalen Verbrennungsschwerpunktlage nach
friith verschoben werden. Die Wirkung beider Brennverfahren wird vor dem Hin-
tergrund der z.T. deutlichen Friihverschiebung der Verbrennungsschwerpunktlage
diskutiert.

Das Miller-Brennverfahren senkt den Kraftstoffverbrauch v.a. durch die Friihver-
schiebung der Verbrennungsschwerpunktlage und eine Verringerung der Reibung
ab. Ebenso wird die Qualitit der Ladedruck-Bereitstellung mit der verwendeten
Lader-Konfiguration am untersuchten Lastpunkt verbessert. Eine nachhaltig posi-
tive Wirkung auf Kalorik, Wandwéarmeverluste und Stickoxid-Emissionen ist mit
dem reinen Miller-Brennverfahren nicht darstellbar.

Mit dem AGR-Brennverfahren kann die Verbrennungsschwerpunktlage im un-
tersuchten Lastpunkt bis ins Optimum nach frith verschoben werden, was den
Kraftstoffverbrauch deutlich absenkt. Brennverzug und -dauer werden grundsétz-
lich verlédngert. Die Kalorik wird nachhaltig positiv beeinflusst. Die Stickoxid-
Emissionen werden abgesenkt. Die ausgepragte Frithverschiebung der Verbren-
nungsschwerpunktlage erhéht die Wandwérmeverluste und im Zuge der Erhchung
des Druckniveaus auch die Reibung.

Eine Kombination aus AGR- und Miller-Brennverfahren bringt im untersuchten
klopfbegrenzten Betriebspunkt keine Verbesserung im Kraftstoffverbrauch mit
sich.

Bemerkenswert ist, dass eine entsprechende simulative Optimierung der luftfithren-

den Bauteile und des Brennraumes das Brennverfahren derart robust ggii. AGR

137



7. Zusammenfassung und Ausblick

machen, dass AGR-Raten von iiber 30 % an einem Ottomotor realisierbar sind. In
Kombination mit der verwendeten Aufladegruppe kénnen die AGR-Raten bis an
die Grenze der thermodynamischen Wirksamkeit erhoht werden, ohne, dass das

Brennverfahren vorher an seiner AGR-Vertréglichkeit kollabiert.

Insgesamt zeigt das AGR-Brennverfahren in beiden untersuchten Betriebsbereichen
sehr ausgeprigte Potentiale zur Optimierung der ottomotorischen Prozessfiihrung.
Ein Miller- bzw. FES-Brennverfahren kann v.a. im Saugbetrieb zielfithrend zur
weiteren Verbesserung des Prozesses in Kombination zum AGR-Brennverfahren
eingesetzt werden. Eine derart ausgepragte Variabilitdt wie die des in dieser
Arbeit gezeigten Ventiltriebes ist an Hand der angefithrten Ergebnisse nicht
notig. Ein 2- oder 3-stufig verstellbares System zur Implementierung eines Miller-
Brennverfahrens wiirde ein Grofsteil des Potentiale ebenso generieren. Zusétzlich
weist ein System zur externen, gekiihlten AGR einen deutlichen Kostenvorteil ggii.

einem hochvariablen Ventiltriebssystem auf.

Beide Brennverfahren kommen auf Grund der stochiometrischen Verbrennung
mit einer konventionellen A = 1-Abgasnachbehandlung basierend auf 3-Wege-
Katalysatoren aus. Ebenso problemlos abbildbar sind der Kaltstart und ein

ausgepragter Instationérbetrieb.
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