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1 1 Einleitung

1 Einleitung

1.1 Motivation

Der Verbrennungsmotor als Antriebsquelle fiir Personenkraftwagen, Schiffe und Flugzeuge hat eine
grofte Bedeutung fiir die Mobilitdt und den Verkehr, wodurch dieser indirekt die wirtschaftliche An-
ziehungskraft einer Region beeinflusst. Aber auch fiir jeden Einzelnen ist der Verbrennungsmotor
entscheidend fiir die Lebensqualitit, was wiederum in Landern mit steigender Wirtschaftskraft (z.B.
China) zu einem starken Anstieg der Nachfrage an individueller Mobilitdt nach sich zieht. Hieraus
ergeben sich Fragestellungen hinsichtlich des steigenden Ausstofes an Schadstoffen (wie z.B. Stick-
stoffoxide und unverbrannte Kohlenwasserstoffe) und des zum Treibhauseffekt beitragenden Gases
Kohlenstoffdioxid (COz). Der Anteil des Verkehrs (z.B. Strafenverkehr) am COz-Ausstol betrug
2009 23%, so dass auf Grund der oben genannten Tatsachen mit einem weiteren Anstieg zu rechnen
ist /34)/.

So bleibt es auch in Zukunft vorrangiges Ziel fiir die Entwicklung neuer Motoren, den Verbrauch
und den damit einhergehenden COs-Ausstofs zu senken. Eine Moglichkeit, dieses Entwicklungsziel zu
erreichen, besteht im Downsizing, wobei hierunter im Allgemeinen eine Verringerung des Hubvolumens
bei gleichbleibender oder gesteigerter Leistung verstanden wird. Hierdurch ergibt sich eine Verschie-
bung im Motorkennfeld aus Bereichen niedriger Motorlast hin zu Bereichen hoher Last, die wiederum
einen giinstigeren spezifischen Kraftstoffverbrauch aufweisen. Ein weiterer Verbrauchsvorteil entsteht
aus der Verringerung von Reibungsverlusten durch die kleinere Hubraumausfiihrung.

Gerade in Betriebspunkten mit kleinen Drehzahlen, wo der Enthalpiestrom iiber dem Abgasturbo-
lader nicht ausreicht, um den geforderten Ladedruck zu realisieren, fithrt die Hubraumverkleinerung
zu einem deutlichen Drehmomentabfall, der vom Kunden nicht toleriert werden wiirde. Hieraus ergibt
sich die Forderung nach der Steigerung des effektiven Mitteldrucks {iber dem gesamten Drehzahl-
bereich mittels Kombination aus mechanischem Kompressor, ATL und Ladeluftkiihlung /38/. Im
Vergleich zum konventionellen Ottomotor sind mit dem Downsizing-Prinzip Verbrauchseinsparungen
von 10-30% realisierbar /26)/. Neben dem Downsizing tritt auch die Benzin-Direkteinspritzung in
den Brennraum immer mehr in den Fokus der Motorenhersteller. Der Vorteil der direkten Kraftstoff-
einbringung liegt darin, dass die fiir die Verdampfung des Kraftstoffes aufzubringende Energie zu
einer Absenkung der Fluidtemperatur direkt im Brennraum herbeifiihrt. Somit kénnen héhere Ver-
dichtungsverhéltnisse bzw. Aufladegrade realisiert werden.

Es hat sich gezeigt, dass in einigen Kennfeldbereichen, vorzugsweise bei niedriger Drehzahl und
hoher Last (Abbildung , durch hohe Aufladegrade und extremes Downsizing abnormale Ver-
brennungsereignisse (Vorentflammungen (VE)) auftreten, die zu einer spontanen Selbstziindung des
Frischluft-Kraftstoff-Gemisches vor der eigentlichen Ziindungseinleitung durch die Ziindkerze fiithren
[0y, /M7/, /77/, /[79/]. Auf Grund der hohen Ladungsdichte resultiert die spontane Energiefreiset-
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zung, infolge einer Vorentflammung, in einem starken Zylinderdruckanstieg, s. Abbildung [I.2] Wegen
der sehr frithen Selbstziindung kénnen klopfahnliche Erscheinungen im Endgas auftreten, die in einem
hochfrequenten Zylinderdrucksignal resultieren. Als Folge einer Vorentflammung treten massive Ma-
terialbelastungen auf, die beim mehrmaligen Auftreten dieser Ereignisse ein Versagen des gesamten

Triebwerks hervorrufen konnen.

4{”

mungsbereich

A

Moment

Drehzahl

Abbildung 1.1: Vorentflammungsbereich im Motorkennfeld nach Michels et al. 47/

In Abbildung [T:2] sind drei unterschiedliche Verbrennungsablidufe zu sehen. Aufgetragen ist hier der
indizierte Zylinderdruck iiber Grad Kurbelwellenwinkel. Hierin sind neben einer normalen Verbren-
nung, eine klopfende Verbrennung sowie ein Vorentflammungsereignis dargestellt. Die Ziindungsein-
leitung liegt bei der regulidren Verbrennung bei ca. 15° KW Ziindung nach oberen Totpunkt (ZOT).
Hierbei wird das gesamte Kraftstoff-Luft-Gemisch durch die sich im Brennraum ausbreitende Flam-
menfront umgesetzt. Die dabei freiwerdende Energie fiihrt zu dem erwarteten Druckanstieg. Demge-
geniiber liegt der Ziindzeitpunkt bei der klopfenden Verbrennung bei ca. 10°KW nach ZOT, wobei
auch hier ein Groftteil des Gemisches durch die reguldre Flamme umgesetzt wird. Jedoch fiihrt die
Verstellung nach ,friih* zu Selbstziindung in dem durch die Flammenfront verdichteten Endgas, die
die hochfrequenten Schwingungen im Drucksignal hervorrufen.

Im Vergleich zu den vorher genannten Verbrennungen kommt es bei einer Vorentflammung zur Ziin-
dungseinleitung durch Selbstziindung des Kraftstoff-Luft-Gemisches, was zu einem anderen Druckver-
lauf fithrt, vgl. Abbildung Hier ist zu erkennen, dass die VE-Kurve bereits vor dem ZOT einen
merklichen Druckanstieg zeigt, was auf einen deutlich verfrithten Brennbeginn hindeutet. In Folge der
frithen Selbstziindung des Kraftstoff-Luft-Gemisches deutlich vor dem ZOT liegen sehr hohe Driicke
und Temperaturen im Endgas vor, die weitere Selbstziindungsereignisse verursachen. Die Selbstziin-
dungen im Endgas verursachen Druckwellen, die in Abbildung als hochfrequente Schwingungen
des Zylinderdrucksignals sichtbar sind.
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Abbildung 1.2: Gegeniiberstellung von normaler und klopfender Verbrennung sowie der Vorentflammung bei n =
1750 1/min und Mp = 240 Nm

1.2 Wissenschaftlicher Hintergrund

Wie bereits angemerkt, handelt es sich bei der Vorentflammung um ein neuartiges Selbstziindungsphé-
nomen, das erst in letzter Zeit unter den Bedingungen extremen Downsizings und hoher Aufladegrade
aufgetreten ist. Um die bei der VE ablaufenden Prozesse besser zu verstehen, gibt Unterabschnitt
1.2.1] eine kurze Einfithrung in die Theorie der Selbstziindung von Kraftstoff-Luft-Gemischen, wobei
besonderer Augenmerk auf die Vorgénge im Niedertemperaturbereich gelegt wird. Weiterhin soll der
Vollsténdigkeit halber ein kurzer Uberblick iiber bisherige typische ottomotorische Selbstziindungser-
eignisse gegeben werden, Abschnitt [I.2.2] Die Abschnitte und beschiiftigen sich mit der
Charakterisierung der Vorentflammungen bzw. diskutieren verschiedene Entstehungshypothesen, die

eine VE verursachen konnen.

1.2.1 Selbstziindung von Kohlenwasserstoff-Luft-Gemischen

Der Begriff Selbstziindung steht fiir eine schnelle Verbrennungsreaktion, die nicht durch eine externe
Ziindquelle in Gang gesetzt wird, wobei im Detail sehr komplexe, voneinander abhéingige und sich
gegenseitig beeinflussende physikalisch-chemische Vorgénge ablaufen /IT)/. Der Selbstziindprozess von
Kohlenwasserstoff-Luft-Gemischen ist eng verbunden mit dem Vorhandensein von Radikalen. Hierbei
wird der Prozess vom Ausgangsgemisch bis hin zum Endprodukt {iber Elementarreaktionen beschrie-
ben. Sie bilden die Vorginge im Gegensatz zu Globalreaktionen so ab, wie sie auch auf molekularer
Ebene ablaufen. Entstehung und Vernichtung von Radikalen werden durch Radikalkettenreaktionen

erklart, die sich in vier Typen unterteilen lassen:

e Ketteninitiierungsreaktionen: Aus einer stabilen Spezies entsteht mindestens ein Radikal als Pro-
dukt,
o Kettenfortpflanzungsreaktion: Ein Radikal und eine stabile Spezies bilden eine reaktive Zwischen-

spezies,
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o Kettenverzweigungsreaktion: Hierbei entstehen zwei Radikale aus einem Radikal und einer stabilen
Spezies,

o Kettenterminierungsreaktion: Reaktive Spezies reagieren zu stabilen Spezies.

Wichtige Vertreter von Radikalen bei Verbrennungsprozessen sind H, O, OH, CHz und HO, /75)/.

Mehrfachziindung

r A

Explosion

1. Explosionsgrenze

2\

Abbildung 1.3: Ziindgrenzen fiir ein Kohlenwasserstoff-Luft-Gemisch nach /74/

Die thermodynamischen Bedingungen unter denen eine Selbstziindung stattfindet, konnen mittels
Experimenten detektiert und in einem p,T-Diagramm fiir eine konstante Gemischzusammensetzung
aufgetragen werden. In Abbildung [I.3]ist exemplarisch ein solches p,T-Diagramm dargestellt, worin
die durchgezogene Linie den Verlauf der Ziindgrenze aufzeigt. Die Ziindgrenze trennt die Bereiche
in denen Selbstziindungen auftreten von denen langsamer Reaktionen. Ausgehend von 77 und bei
kleinen Driicken findet keine Selbstziindung statt. Erfolgt eine Erhéhung des Drucks, wird die erste
Ziindgrenze iiberschritten und eine Explosion erfolgt. Bei weiterer Erhohung des Drucks, kommt es
nach Uberschreiten der zweiten Ziindgrenze zu keiner Selbstziindung. In den Bereich der dritten
Ziindgrenze gelangt das Gemisch bei zunehmender Drucksteigerung. Dies ist auch der typische Druck-
Temperatur-Bereich im Ottomotor [/19/, /74/]. Hier sind die Selbstziindvorginge durch den Anstieg
der Temperatur wihrend der Kompression, der Ansaugtemperatur und die Warmefreisetzung auf
Grund chemischer Reaktionen sowie durch die Warmeiibertragung an die Brennraumwénde geprigt.

Ebenso sind in Abbildung weitere Charakteristika von Kohlenwasserstoffziindungen wie der
Bereich der kalten Flammen und der Mehrfachziindungen dargestellt. Als kalte Flamme wird eine
Verbrennung infolge einer Selbstziindung verstanden, bei der es nur zu einem leichten Temperaturan-
stieg kommt /55)/. Hierfiir zeichnen die unvollstdndige Umsetzung des Kraftstoffes unter diesen Druck-
und Temperaturbedingungen verantwortlich. Mehrfachziindungen werden spéter in diesem Abschnitt
an einem Beispiel erlautert.

Abbildung [T-4] zeigt den schematischen Ablauf der Selbstziindung eines ziindfdhigen Gemisches in
einem T t-Diagramm. Es ist zu sehen, dass ein messbarer Temperaturanstieg erst nach einer gewis-

sen Zeitspanne, der Induktions- oder Ziindverzugszeit, zu registrieren ist. In diesem Zeitraum wird
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iiber Radikalkettenreaktionen der Radikalpool aufgebaut. Erreicht dieser ein kritisches Konzentrati-
onsmafl, kommt es zu einer spontanen Umsetzung des Grofsteils des Gemisches. Somit ist das Ver-
stdndnis fiir Selbstziindprozesse eng mit der Identifizierung von Kettenverzweigungsreaktionen unter
den jeweiligen Bedingungen verbunden /75)/. Ziindverzugszeiten sind ein typisches Merkmal fiir Syste-
me, die Radikalkettenreaktionen unterliegen und so auch charakteristisch fiir Selbstziindprozesse von
Kohlenwasserstoff-Luft-Gemischen /74)/.

TA

‘_‘I
il

Ind

Abbildung 1.4: Schematische Darstellung des Selbstziindprozesses

Da es sich bei Vorentflammungen um ein Phénomen im Niedertemperaturbereich handelt (7" <
1000 K), wird im Folgendem nur auf den Ziindmechanismus in diesem Bereich eingegangen. Die Ket-
teneinleitung geschieht iiber die Reaktion von Kraftstoffmolekiilen (R) mit Sauerstoff zu Alkyl- und
Hydroperoxyradikalen (Radikale sind mit ® gekennzeichnet),

R+ 02 — R®* + HO,*®

Das Alkylradikal R® ist Ausgangspunkt einer Reihe weiterer Reaktionen, die anlehnend an Chevalier
et al. [/14)/, /15]/] und Warnatz et al. /[74)/ wiedergegeben werden. In einem néchsten Schritt reagiert
das Alkylradikal wiederum mit Sauerstoff, wobei diese Reaktion reversibel unter Bildung von Peroxy-

Radikalen RO2® ablauft (gekennzeichnet mit «»; irreversible Reaktionen sind mit — symbolisiert)
R* + 02 e ROQ.. (].1)

Im Weiteren kann RO2® einer externen oder internen Wasserstoffumlagerung unterliegen, die folgende

Reaktionspfade ermoglicht:

RO2* + RH — RO;H + R*
RO2H — RO*® + OH*

(externe H-Abspaltung)
(
RO,* — R'O,H® (interne H-Abspaltung)
(
(

Kettenverzweigung)

R'O,H® — R'O + OH*®
R'O,H® — R’ + HO,*

Kettenfortpflanzung)
Kettenfortpflanzung).

Da der priferierte Reaktionspfad im Niedertemperaturbereich die interne H-Abspaltung ist [/14/,

/15, /4], kann der oben genannte Mechanismus nicht vollstindig die Ziindung erklaren, denn hier
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erfolgen Kettenfortpflanzungsreaktionen nur iiber die externe H-Abspaltung.
Erfolgt die Anlagerung von O, an das nach der internen H-Abspaltung vorliegende Radikal R’O5H®,
resultiert daraus

R'O3H® + 0y <> OoR'0O,H* (zweite Og-Anlagerung). (1.2)

Das nun vorliegende Radikal OoR’O>H® kann wiederum einer internen oder externen H-Abspaltung

unterliegen:

0,R'0,H®* + RH — HO,R’OH + R* (externe H-Abspaltung)
HO,R’'O,H — HO,R/O® + OH®  (Kettenverzweigung)
HO,R'O* — OR'O + OH®*  (Kettenfortpflanzung)

0,R’0,H® — HO,R”0oH®  (interne H-Abspaltung)
HO5R"0oH® — HOoR"O + OH®*  (Kettenfortpflanzung)
HO,R"O — OR”0® + OH® (Kettenverzweigung).

Der obige Formalismus erlaubt es, experimentell festgestellte Phianomene, die ausschliefslich im Nie-
dertemperaturbereich auftreten, zu erkldren. Dies sind der negative Temperaturkoeffizient der Ziind-

verzugszeit und die Zweistufenziindung.

T T T
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(a) Negativer Temperaturkoeffizient der Ziind- (b) Zweistufenziindung
verzugszeit

Abbildung 1.5: Typische Phidnomene bei der Selbstziindung von Kohlenwasserstoff-Luft-Gemischen; p = 20 bar,
A = 1, iso-Oktan/n-Heptan-Luft-Gemisch

Im Anschluss sollen die typischen Niedertemperaturphéinomene bei der Selbstziindung von Kohlen-
wasserstoff-Luft-Gemischen an einem exemplarischen Beispiel gezeigt werden. Dazu ist in Abbildung
(a) die Abhéngigkeit der Ziindverzugszeit einer iso-Oktan/n-Heptan-Luftmischung bei p = 20 bar
und A = 1 iiber die Temperatur dargestellt. Der 0D-Reaktorsimulation liegt dabei der in /II/ beschrie-
bene Reaktionsmechanismus zu Grunde. Zur Berechnung des zeitlichen Verhalten der chemischen
Reaktionskinetik unter den hier untersuchten Bedingungen kommt das Simulationswerkzeug Cantera
zum FEinsatz. Es zeigt sich klar der Temperaturbereich, in dem die Ziindverzugszeit, entgegen dem
iiblichen Verlauf, mit steigender Temperatur zunimmt. Dieses Phénomen ist typisch fiir die Oxidation
von Kohlenwasserstoffen [/28)/, /[74//].
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Weiterhin ist in Abbildung (b) der zeitliche Verlauf der Temperatur und ausgew&hlter Spezies
fiir die Verbrennung einer iso-Oktan/n-Heptan-Luftmischung bei p = 20 bar und A = 1 zu sehen.
Hierin ist deutlich die zweistufige Ziindung des ziindfdhigen Gemisches am Temperaturverlauf zu
erkennen. Nach der ersten Ziindverzugszeit bei ¢t = 4,5 ms steigt die Temperatur auf 7" = 850 K
an. Im weiteren Zeitverlauf ist nur ein leichter Temperaturanstieg erkennbar. In dieser Zeitperiode
entsteht ein betréchtlicher Molanteil an Wasserstoffperoxid (H2O2), welches beim Erreichen einer
bestimmten Temperatur schlagartig zu Hydroxyl-Radikalen (OH) zerféllt. Die OH-Radikale fiithren
zu einem raschen Abbau der Kraftstoffmolekiile und damit zu der eigentlichen Energiefreisetzung.
Bei t = 8,7 ms tritt die Selbstziindung auf, begleitet durch einen hohen Temperaturgradienten. Es
existieren somit zwei Ziindverzugszeiten.

Das Auftreten von negativen Temperaturkoeflizienten der Ziindverzugszeit und der Zweistufenziin-
dung ist eng mit dem Gleichgewicht von Gleichung verbunden, welches wiederum stark tempe-

ratursensitiv ist.

Durch zunehmendes Downsizing werden immer hoéhere Verdichtungsendtemperaturen und -driicke
erreicht, wobei mittels Ladeluftkiihlung ein deutlich geringer Temperaturanstieg bei Einlassventil
schlieftt vorliegt. An dieser Stelle sollen grundsétzliche Abhéngigkeiten der Ziindverzugszeit gegeniiber
Druck und Temperatur diskutiert werden. Zusétzlich wird der Restgasgehalt als weitere Einflussgrofse
einbezogen, denn Restgas aus dem vorherigen Arbeitsspiel liegt auf Grund imperfekter Spiilung vor.
Im folgenden soll eine Einflussanalayse dieser Grofen durch 0D-Reaktorsimulationen bei A = 1 und
bei Variation der Starttemperatur sowie -druck vollzogen werden. Zur Anwendung kommt der oben

genannte iso-Oktan/n-Heptan Mechanismus in Verbindung mit Cantera.
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Abbildung 1.6: Verlauf der Ziindverzugszeit bei Variation von Druck und Temperatur

Als erstes Ergebnis zeigt Abbildung [I.6] den Verlauf der Ziindverzugszeit bei Variation von Druck
und Temperatur bei isochorer Zustandsdnderung, wobei fiir eine bessere Darstellung der dekadische
Logarithmus auf die Ziindverzugszeit 77,4 angewendet wird. Es ist zu sehen, dass fiir einen Druck und
ansteigender Temperatur die Induktionszeit tendenziell abnimmt, unterbrochen durch ein Temperatu-
rintervall in dem sie wieder ansteigt, woflir der negative Temperaturkoeffizienten der Ziindverzugszeit
als Ursache angesehen werden kann. Fiir eine Temperatur und mit ansteigendem Druck lasst sich ein

stetiger Abfall von 77,4 erkennen. Der Grund dafiir findet sich in der héheren Dichte, so dass die Wahr-



8 1.2 Wissenschaftlicher Hintergrund

scheinlichkeit fiir Molekiilwechselwirkungen erhoht ist. Die geringsten Ziindverzugszeiten erscheinen
bei hohem Druck und hoher Temperatur.

Die Abbildung zeigt die Abhéngigkeit der Ziindverzugszeit vom Restgasanteil eines Kraftstoff-
Luft-Gemisches bei A = 1. Der initiale Druck fiir die Rechnungen wird auf p = 50 bar gesetzt. Das
Restgas enthélt die typischen Spezies wie Stickstoff, Sauerstoff, Kohlenstoffdioxid, Wasser, unver-
brannte Kohlenwasserstoffe und Stickstoffmonoxid, dessen genaue Zusammensetzung in Tabelle
genannt wird. Es ist deutlich erkennbar, dass mit zunehmendem Restgasgehalt die Ziindverzugszeit
abnimmt, vor allem im Bereich niedriger Temperaturen fallt der Effekt besonders stark auf. Ab 900 K
wird mit steigender Temperatur der Einfluss des Restgases auf 77,4 immer kleiner. Da Vorentflammun-
gen ein Niedertemperaturphdnomen sind, kann das enthaltene Restgas einen entscheidenden Einfluss

auf die Vorentflammungsbildung haben.
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Abbildung 1.7: Verlauf der Ziindverzugszeit bei Variation vom Abgasanteil

Aus den vorgestellten Ergebnissen kénnen die grundsétzlichen Einfliisse von Druck, Temperatur und
dem Restgasgehalt auf die Ziindverzugszeit eines Kohlenwasserstoff-Luft-Gemisches klar aufgezeigt

werden. Weiterfithrende Literatur zum Thema Ziindprozess von Kohlenwasserstoffen finden sich in

/28, 61/, /20y, /)]

1.2.2 Bekannte Selbstziindungsphdanomene im Ottomotor

In [/, 23/, /31, /46, /58)/, /59/] werden bisher zwei unterschiedliche irreguldre Verbrennungs-
anomalien im Verbrennungsmotor nach dem ottomotorischen Arbeitsprozess beschrieben. Dabei wird
zwischen Klopfen und Glithziindung unterschieden. Eine klopfende Verbrennung ist definiert als Selbst-
ziindung des von der Flamme noch nicht erfassten Kraftstoff-Luft-Gemisches (Endgas) im Brennraum
/B9//, vgl. Abbildung Als Folge der plotzlichen Energiefreisetzung kommt es zu einem Druck- und
Temperaturanstieg sowie zur Ausbreitung von Druckwellen, s. Abbildung [I.9] Auf Grund der Druck-
wellenausbreitung und der damit einhergehenden Anregung der Bauteile dufsert sich dieser irregulére
Verbrennungstyp durch ein klopfendes Gerédusch, welches fiir den Namen dieser Verbrennungsanomalie
verantwortlich ist.

Fiir die Entstehung der im Endgas ablaufenden Vorreaktionen, die sich dann weiter zum Klopfen
entwickeln, gibt es eine Reihe von Hypothesen [/[7/, /8/, /31/, /52/, /54/, 58/, /59/]. Nach der

Verdichtungstheorie fithrt die Kolbenbewegung und die Ausbreitung der reguldren Flammen zur Ver-
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Abbildung 1.8: Schematische Darstellung von Motorklopfen

dichtung und zur Erwérmung des Endgases. Hierdurch wird das vor der Flammenfront befindliche
Gas soweit thermodynamisch-chemisch aufbereitet, dass der Selbstziindungszustand an einigen Stel-
len erreicht werden kann. Die aus diesen Selbstziindungen resultierende Druckwelle fiihrt zu einer sehr
raschen Umsetzung des brennbaren Gemisches. Als weiteres kann Klopfen auch anhand der Detona-
tionstheorie erkldrt werden. Sie besagt, dass es zu einer Superposition einerseits von der reguliren
Flammenfront ausgehenden Druckwellen und andererseits der Reaktionszone kommt. Die resultieren-
de Stofwelle breitet sich anschliefsend mit Schallgeschwindigkeit aus. Fiir die Entwicklung solch einer
Stokwelle sind gewisse Anlaufstrecken notwendig, die i.d.R. nicht im Bereich iiblicher ottomotorischer
Abmessungen (Brennraumdurchmesser 70 mm bis 90 mm) liegen /IT)/. Als dritte Erklarung fiir Klopf-
phénomene findet sich in der Literatur eine Kombination aus den beiden oben genannten Theorien
[/8/, /A1)/, /58/, /59/]. Hiernach kommt es an einigen Stellen im Endgas zu Selbstziindungen, wobei
sich die ausbreitenden Flammenfronten auf bis zu Schallgeschwindigkeit beschleunigen kénnen und so
einen heftigen Energieumsatz hervorrufen. Hierbei findet auch die Uberlagerung von Reaktionszone
und Druckwelle zu einer Stofswelle statt.

Ein weiteres in der Literatur beschriebenes irregulidres Verbrennungsphidnomen ist die Glihzindung
[/48/, /58)/]. Hierbei wird die Selbstziindung des Kraftstoff-Luft-Gemisches in erster Linie durch heife
Bauteile hervorgerufen, wobei durch Warmeiibertragung lokal die kritische Selbstziindungstemperatur
iiberschritten wird. Miinziger et. al. /J48/ haben gezeigt, dass vorrangig die Ziindkerze als Ziindquelle
verantwortlich ist. Ursache fiir erhohte Bauteiltemperaturen kénnen vorhergegangene Klopfzyklen,
unzureichende Kiihlung oder Bauteilauslegung sowie fortlaufende Gliihziindungen sein. Den Zylinder-
druckverlauf mehrerer Glithziindungen zeigt Abbildung[T.10} Hier ist zu sehen, dass die Selbstziindung
unabhéngig von der Bestromung der Ziindkerze ist, da die Glithziindung sowohl vor als auch nach
dem Ziindfunken auftritt. Ebenso ist zu erkennen, dass als Folge einer Glithziindung Klopferschei-
nungen auftreten, die zu einer weiteren Aufheizung des Brennraums fithren. So kann es in Folge einer
Glithziindung zu weiteren unerwiinschten Selbstziindungsereignissen kommen, wobei der Brennbeginn
immer weiter nach ,friih“ wandert, s. Abbildung [I.10] Der damit einhergehende Abfall des indizierten
Mitteldrucks fiithrt zum Absinken des thermodynamischen Wirkungsgrades.
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Zylinderdruck

Abbildung 1.9: Zylinderdruckverlauf von Zyklen mit klopfender Verbrennung; der Ziindzeitpunkt liegt bei
10°KW n. ZOT

1.2.3 Charakterisierung von Vorentflammungen

Das Phidnomen Vorentflammung ist erst seit wenigen Jahren bekannt und bisher Gegenstand we-
niger Forschungsvorhaben [/10/, /19/, /M7/, /T7/, /79/]. Typisch fiir eine Vorentflammung ist die
Ziindung des Kraftstoff-Luft-Gemisches vor der eigentlichen Ziindungseinleitung mittels Ziindkerze,
die meistens in sehr hohen Zylinderdriicken miinden und hochfrequente Schwingungen aufweisen, s.
Abbildung Hierbei kénnen maximale Zylinderdriicke von iiber 200 bar auftreten, die zu starken
Motorschéden fithren und im normalen Motorbetrieb unbedingt zu vermeiden sind. Vorzugsweise tre-
ten Vorentflammungen im Bereich niedriger Drehzahlen und hoher Last auf, vgl. Abbildung[I.1] denn
nur hier liegen die thermochemischen Bedingungen vor und ist geniigend Zeit zur Verfiigung, damit
der kritische Selbstziindungszustand auftritt. Der kritische Zustand ist dann erreicht, wenn der Radi-
kalpool ein durch die thermodynamischen Bedingungen bestimmtes Konzentrationsmaximum erreicht
hat und es zu einem vorzeitigem Umsatz des Kraftstoff-Luft-Gemisches kommt.

Weiterhin ist aus Abbildung [I.11] zu entnehmen, dass ein Zyklus mit Vorentflammung i.d.R. nicht
durch ein vorhergegangenes Arbeitsspiel angedeutet wird. Sie besitzen also keinen Selbstverstarkungs-
effekt, wie das bei einer Glithzlindung zu beobachten ist. Zaccardi et al. /79 fithrten eine Vielzahl von
Messungen durch, die belegen, dass es keinen kausalen Zusammenhang zwischen einer VE und dem
vorigen Zyklus oder dem auf eine VE folgenden Arbeitsspiel gibt. Vielmehr konnen VE als sporadisch
auftretende Ereignisse angesehen werden, die als Einzelphdnomen oder als Abfolge weniger Ereignisse
auftreten.

Abbildung [[.T7] zeigt klar, dass fiir den Fortgang und die Klopfstirke einer VE der Beginn der
Selbstziindung entscheidend ist. Kommt es zu einer Verlagerung der Selbstziindung in Richtung ,friith

treten die stéarksten Klopfintensitdten auf. Wird der Brennbeginn noch weiter nach ,friith“ verlagert,
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Zylinderdruck

Abbildung 1.10: Zylinderdruckverlauf von Zyklen mit Glithziindung; der ZZP liegt bei 10°KW n. ZOT

nimmt die Klopfintensitit wiederum ab. Dies ldsst sich damit erkldren, dass das Kraftstoff-Luft-
Gemisch bei einer Selbstziindung lange vor dem oberen Totpunkt noch nicht soweit aufbereitet ist,
dass in Folge der Flammenfrontausbreitung weitere Selbstziindungen im Endgas stattfinden konnen.
Dazu liegt bei einer frithbeginnenden Selbstziindung im Zylinder ein gréferen Volumen vor, so dass der
Druckanstieg geringer ausfallen muss. Michels et al. /47)/ geben an, dass die hochsten Klopfintensititen
auftreten, wenn der Brennbeginn bei 10°KW vor dem ZOT liegt.

Dahnz et al. /I9/ haben eine Reihe optischer Untersuchungen durchgefiihrt, mit dem Ziel den
bevorzugten Ort fiir den Beginn der Selbstziindung zu untersuchen. Hierbei konnte gezeigt werden,
dass Vorentflammungen vorzugsweise in der Nihe der Zylinderkopfdichtung auftreten. Jedoch ergaben
die Experimente keine préferierte Lage des Selbstziindungsort im Brennraum. Weiterhin konnte keine
Korrelation von Selbstziindorten einer Vorentflammungsserie festgestellt werden.

Nachdem in diesem Abschnitt das Phdnomen Vorentflammung nach seinen Eigenschaften hin unter-

sucht wurde, sollen im nachfolgenden Abschnitt mogliche Entstehungshypothesen diskutiert werden.

1.2.4 Diskussion von Entstehungshypothesen

Bevor auf die einzelnen Entstehungshypothesen eingegangen wird, soll zunéchst geklart werden, warum
Vorentflammungen vorrangig im Bereich hoher Lasten und niedriger Drehzahlen auftreten. Die Frage
ist also, welchen Einfluss hat der Betriebspunkt auf eine Vorentflammung? Hierbei sind zwei Faktoren
besonders entscheidend. Zum einen sind die thermodynamischen Bedingungen (Druck und Tempera-
tur) auf Grund des in dieser Arbeit untersuchten hohen Lastpunktes von Mp = 229 Nm derart, dass
hohe Kompressionsdriicke und -temperaturen erreicht werden. Somit verschiebt sich die Ziindverzugs-
zeit des Kraftstoff-Luft-Gemisches in Richtung friih, vgl. Abschnitt und besonders Abbildung
1.6l
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pZyI

Abbildung 1.11: Zylinderdruckverlauf mehrerer aufeinanderfolgender Zyklen mit Vorentflammungen (rote Linien);
der ZZP liegt bei 10°KW n. ZOT

Zum Anderen hat der Betriebspunkt direkten Einfluss auf die fiir chemische Reaktionen zur Verfii-
gung stehende Zeit. In einem direkteinspritzenden Motor ergibt sich die Zeit, die chemischen Reak-
tionen verbleibt, aus der Zeitspanne vom Einspritzbeginn bis zum Zeitpunkt der Ziindungseinleitung
mittels Ziindkerze. Der hier betrachtete Betriebspunkt (Mp = 229 Nm, n = 1500 !/min) begiinstigt

diese Zeitspanne auf zwei verschiedene Weisen:

e erstens steht den chemischen Prozessen auf Grund der niedrigen Drehzahlen mehr Zeit pro Ar-
beitsspiel zur Verfiigung im Vergleich zu héheren Drehzahlen und

e zweitens beglinstigt der nach spét verlagerte Ziindzeitpunkt (ca. 15°KW n. ZOT ) ebenfalls die
zur Verfiigung stehende Zeitspanne, wobei dies eine Mafinahme zur Vermeidung klopfender Ver-

brennung darstellt.

Hierbei fiihrt der nach spét gesetzte Ziindzeitpunkt zu dem weiteren Effekt, dass das chemische Ge-
misch den thermodynamischen Bedingungen (Druck und Temperatur) um den ZOT ausgesetzt ist.
Dabei fithren héhere Temperaturen bzw. Driicke i.d.R. zu niedrigeren Ziindverzugszeiten, vgl. Abbil-
dung[T.6] In anderen Lastpunkten wird aus Verbrauchsgriinden der Ziindzeitpunkt nach friih verstellt.

Im Abschnitt konnte aufgezeigt werden, dass die Selbstziindung von Kohlenwasserstoff-Luft-
Gemischen dann erfolgt, wenn der Radikalenpool ein kritisches Konzentrationsmaf {iberschreitet. Die

Bedingungen, die den Aufbau des Radikalpools beeinflussen, sind:

o Zeit
e Druck
e Temperatur und

e Zusammensetzung der Mischung.
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Somit existieren neben der Zeit noch weitere Einflussfaktoren auf die Selbstziindung. Alle Prozesse,
die die eben genannten Faktoren in Richtung Vorentflammungsbegiinstigung verschieben, werden als
kritische Prozesse angesehen.

Umfangreiche Untersuchungen zu moglichen Erklarungsansédtzen wurden durch Dahnz et al. durch-
gefiihrt /19/. Sie ordnen die Ursachen nach deren physikalischen Wirkungen in einer Baumstruktur,
auf die im Folgendem eingegangen wird, s. Abbildung

Vorentflammung

Temperatur- .
(Veriong )
Luft-Kraftstoff-
Restgas Restgas (Kraftstoffspray) ( Turbolader
(thermisch) (chemisch)
Oberflachen- V?t'ﬁcmﬁ-
temperatur Ichtung

Kurbelgehéuse-

inhomogen

homogene

Raumziindung

mehrere Phasen

gasformig/fliissig

[
Tropfen: >
C Kraftstoff Tropfen,o|)

gasformig/fest

|

Partikel

Ablagerung

entliiftung

Zylinderwand

Abbildung 1.12: Strukturdiagramm der moglichen Ursachen fiir Vorentflammungen nach /19l

In der ersten Hierarchiestufe wird zwischen homogenen und inhomogenen Effekten unterschieden.
Erstgenannte sind fiir den instationaren Motorbetrieb vorrangig theoretischer Natur, denn homogene
Bereiche sind im Brennraum auf Grund der turbulenten Natur der Stromung nicht zu erwarten. Jedoch
gibt es auch im Brennraum Bereiche in denen die rdumlichen Gradienten weniger stark ausgeprégt
sind, weshalb die in diesen Bereichen stattfindenden Prozesse zu den homogenen Ursachen zu zéhlen
sind.

Die inhomogenen Effekte konnen weiter nach der Anzahl der beteiligten Phasen unterschieden wer-
den, wobei die linke Seite reine Gasphasenprozesse widerspiegelt. Wie oben genannt, sind mafgebende
Einflussfaktoren fiir den Selbstziindprozess von Kohlenwasserstoffen die Temperatur und Gemisch-
zusammensetzung. Eine unterschiedliche rdumliche Verteilung der Brennraumtemperatur kann auf
stromungsphysikalischen Prozessen, dem thermischen Einfluss des Restgases und der Warmeiibertra-
gung an den Brennraumwénden beruhen. Unterschiede in der Gemischzusammensetzung kénnen aus
dem Luft-Kraftstoff-Verhéltnis durch den Verdampfungsprozess der eingespritzten Kraftstoffmasse
und dem chemischen Einfluss des Restgases resultieren.

Werden die Eigenschaften der Gasphase durch das Vorhandensein einer anderen Phase bzgl. der Vor-
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entflammungsneigung beeinflusst, wird von Mehrphaseneffekten gesprochen, die in der rechten Baum-
struktur von Abbildung Beriicksichtigung finden. Physikalisch-chemische Prozesse, die zwischen
gasformiger und fester Phase stattfinden, konnen z.B. Warmeiibertragung zwischen freischwebenden
Partikeln und Gas oder ablaufende Oberflichenreaktionen an Ablagerungen sein. Fliissige Stoffe, die
auf die Gasphase zuriickwirken, kénnen neben Kraftstoff in den Brennraum eingebrachtes Schmierdl
darstellen. Eine weitere Untergliederung ergibt sich bei Aufschliisselung des Entstehungsortes fiir die
Olfreisetzung.

Dahnz et al. fithren den Einfluss von Schmierdl als nahezu einzige wahrscheinliche Ursache fiir Vor-
entflammungen auf [/19/, /20//]. Alle anderen méglichen Erklérungsansétze aus Abbildung|[1.12] gelten
demnach als unwahrscheinlich. Hierbei schrénken die Autoren ihre Ergebnisse auf den verwendeten
Versuchstrager ein, so dass sie die Wichtung der einzelnen Erklarungsansitze stark vom betrachteten
Motor abhéngen.

Willand et al. /[77)/ konnen weitere Einflussfaktoren auf die Vorentflammungsbildung identifizieren,
wobei vorrangig experimentelle Methode und reaktionskinetische Untersuchungen zur Anwendung
kommen. Es konnte gezeigt werden, dass der Einfluss des Ladungswechsels auf die Vorentflammung
ebenso die Grenzen des Downsizings beeinflussen. Weitere vermutete aber nicht weiter untersuchte
Ursachen sind heike Bauteile, Ablagerungen und in den Brennraum eingebrachte Oltropfchen.

Umfangreiche Untersuchungen zum Thema Vorentflammung und deren Beeinflussung durch mo-
torische Parameter haben auch Hofmann et al. durchgefiihrt /33)/. Hier konnte gezeigt werden, dass
durch ungiinstige Einlassventilsteuerzeiten Vorentflammungen begiinstigt werden kénnen, wobei eine
Einlasssteuerzeit (ESZ) von 49°KW nach dem Ladungswechsel oberen Totpunkt (LWOT) besonders
kritisch wirkt. Bei Friih- bzw. Spétverstellung der ESZ nimmt die Vorentflammungsneigung wieder ab.
Zudem konnten Hofmann et al. die Ziindkerze als préferierten Ort der Selbstziindung feststellen /33)/.
Weiterhin ist gezeigt worden, dass durch eine externe, gekiihlte Abgasriickfiithrung Vorentflammungen
vermieden werden konnten und somit der indizierte Mitteldruck erhoht werden konnte.

Zahdeh et al. weisen anhand von Experimenten und 3D-CFD-Simulation nach, dass durch eine stér-
kere Ladungsschichtung die Vorentflammungsneigung zunimmt /80l/. Weiterhin zeigen sie, dass durch
vermehrten Kontakt des eingespritzten Kraftstoffs mit der Laufbuchse vermehrt Vorentflammungen
auftreten. Sowohl die Vermeidung des Wandkontakts als auch die Homogenisierung des Kraftstoff-
Luft-Gemisches kann durch Doppeleinspritzung verbessert werden.

In der vorliegenden Arbeit konnen weitere mogliche Ursachen aus Abbildung [I.12] mit einer hohen
Eintrittswahrscheinlichkeit bzgl. Vorentflammungen detektiert werden. Dies stellt somit eine Erwei-
terung des Kenntnisstands in Bezug auf die Entstehungsmechanismen von Vorentflammungen dar,
die zum Erschliefsen neuer Verbrauchspotentiale eminent sind. Die dafiir nétigen Arbeitsschritte und

wissenschaftlichen Erkenntnisse sind Gegenstand des nichsten Kapitels.
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2 Ziel, Methodik und Aufbau der Arbeit

Ein Ziel der Arbeit ist es, die im Abschnitt [I.2.4] diskutierten Entstehungshypothesen, welche eine
Vorentflammung hervorrufen kénnen, mit Hilfe numerischer Methoden zu untersuchen. Somit kon-
nen neue Erklarungsanséatze fiir die Ursache von Vorentflammungen identifiziert und Gegenstrategien
abgeleitet werden. Die Untersuchung von Vorentflammungen mittels experimenteller Methoden wird
bereits in einigen wenigen Literaturstellen beschrieben [/19/,/33)/, /A47/, /T7/, /79/, /80/]. Problema-
tisch hierbei ist der hohe experimentelle Aufwand, der betrieben werden muss, um einen detaillierten
Einblick in die komplexen Vorgiinge zu erlangen, siehe Abschnitte und Zudem wird der
hohe Einsatz an Material hinsichtlich von Vorentflammungsuntersuchung sehr kritisch vom Autor
bewertet.

Ein weiteres Augenmerk der Arbeit ist die Erarbeitung von Gegenmafnahmen, die sich aus der
Identifizierung wahrscheinlicher Ursachen fiir Vorentflammungen ableiten lassen. Dadurch kénnen
neue Verbrauchseinsparpotentiale mit dem Downsizing-Ansatz erschlossen werden. Aus den Ergebnis-
sen der numerischen Simulation kénnen direkt Gegenmafsnahmen abgeleitet werden, wobei versucht
wird, den Motor als komplexes System zu betrachten.

Eine Moglichkeit, die Nachteile experimenteller Methoden, wie z.B. optische Zugénglichkeit oder
Materialeinsatz, zu umgehen, bieten rechnergestiitzte, numerische Methoden. Hierbei bietet vor allem
das Werkzeug der 3D-CFD-Simulation beste Voraussetzungen, um einen detaillierten Einblick in die
innermotorischen Prozesse zu erlangen. Auf Grund der Komplexitét der Einflussfaktoren auf die Vor-
entflammung muss ein ganzheitliches Modell erstellt werden, das die ablaufenden Prozesse mdoglichst
genau wiedergibt.

In dieser Arbeit werden alle CFD-Simulationen mit dem Programmpaket OpenFOAM durchgefiihrt.
OpenFOAM ist ein quellcodeoffenes Programm zum Lésen von Feldproblemen im Bereich der Konti-
nuumsmechanik. Die Basis bilden dabei die in C++ geschriebenen Bibliotheken, in denen die Funktio-
nalitdten gesammelt sind. Mittels eigenen oder vorgefertigten Anwendungen kann auf die Funktionen
der Bibliotheken zuriickgegriffen werden, um damit stromungsmechanische und thermodynamische
Probleme 16sen zu kénnen. Sowohl fiir das Pre- als auch fiir das Post-Processing der Aufgabenstellun-
gen bietet OpenFOAM eine Reihe von Méglichkeiten. Weitere Informationen zu OpenFOAM sind in
/B0/ und /51/ aufgefiihrt.

Zur Beschreibung der turbulenten Strémung im Brennraum bilden die Navier-Stokes-Gleichungen,
die Massenbilanz und die Energiebilanz das mathematische Grundgeriist. In dieser Arbeit wird die
statistische Behandlung der turbulenten Strémung mittels Reynolds-Zerlegung und anschlieffender
zeitlicher Mittelung verfolgt. Im Kapitel [3] erfolgt die Darstellung der Grundgleichungen, sowie deren
Anwendung auf turbulente Strémungen.

Die Beriicksichtigung der direkten Kraftstoffeinspritzung erfolgt iiber ein gesondertes Spraymodell,

was im Kapitel [d] beschrieben wird. Dies bildet die Grundlage zur Berechnung der zusétzlichen Quell-
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terme in den Bilanzgleichungen.

Da das Phénomen der Vorentflammung stark abhéngig von chemischen Prozessen ist, steht deren
Beschreibung im Vordergrund der Arbeit. Hierfiir kommt ein Mechanismus fiir die Verbrennung von
iso-Oktan/n-Heptan in Luft zum Einsatz, der auf den Niedertemperaturbereich optimiert wird. Diese
Optimierung kann mit Hilfe von 0D-Reaktorsimulationen erreicht werden /18)/. Die Interaktion von
chemischer Reaktionskinetik und turbulenter Strémung ist ein zentraler Punkt in dieser Arbeit. Hierfiir
kommt ein Interaktionsmodell zur Anwendung, was an der Chalmers University of Technology in
Goteborg entwickelt und in OpenFOAM implementiert wurde. Die direkte Kopplung von chemischer
Kinetik und hochauflésender CFD-Simulation im Zusammenhang der Vorentflammungsuntersuchung
stellt ein Werkzeug dar, um neue wissenschaftliche Erkenntnisse hinsichtlich der Vermeidung von
Vorentflammungen zu erzielen. Diese Herangehensweise wird in der vorliegenden Literatur noch nicht
erwahnt und stellt somit ein Novum zur Beschreibung von Vorentflammungsphdnomenen dar. Das
Modell zur Beschreibung der Chemie-Turbulenz-Interaktion ist Gegenstand des Kapitels

Im Kapitel [6] wird die Strategie zur Gittererstellung erldutert. Hierflir wird ein blockstrukturierter
Ansatz verfolgt, der die Geometrie in eine endliche Anzahl von Blocken unterteilt. Zudem erfolgt eine
Ubersicht zu den Anfangs- und Randbedingungen der numerischen Simulation.

Jedes numerische Modell muss auf seine Genauigkeit hin validiert werden. Auf Grund der schwieri-
gen experimentellen optischen Zugénglichkeit eines Motors wird in dieser Arbeit die Strategie verfolgt,
nach der die Einzelmodelle fiir sich validiert werden. Hierbei wird angenommen, dass sich die Giite
des Gesamtmodells aus der Giiter der Einzelmodelle ergibt. Von den Ergebnissen der Validierung
berichtet Kapitel [7}

Nach dem das Gesamtmodell an einfachen Testféllen validiert wird, beschreibt Kapitel[§]den Einfluss
ausgewahlter Parameter auf die Vorentflammung. Die Parameterauswahl stiitzt sich dabei auf die
umfangreiche Literaturrecherche, die Sensitivitdtsuntersuchungen mit 0D-Reaktorsimulationen sowie
experimentelle Untersuchungen beim Projektpartner, der Volkswagen AG.

Den Abschluss der Arbeit bildet eine Zusammenfassung im Kapitel [0} wo die Kernaussagen dieser
Arbeit restimiert werden. Des Weiteren erfolgen Vorschlége fiir zukiinftige Aufgabenstellungen, die

sich aus der vorliegenden Arbeit ergeben.

Aus den bis hierin sowie im Kapitel [1] diskutierten Inhalten lassen sich die Schwerpunkte, die in dieser

Arbeit erarbeitet werden, ableiten und wie folgt zusammenfassen:

e Klirung grundsitzlicher Abhéngigkeiten der Ziindverzugszeit von thermodynamischen Gréfen wie
Druck, Temperatur und Zusammensetzung,

e FErarbeitung eines ganzheitlichen Modells zur Beschreibung innermotorischer Prozesse,

e Verwendung eines Kopplungsmodells zur Beriicksichtigung der Chemie-Turbulenz-Interaktion,

e Entwicklung einer Blockstruktur fiir die Erstellung eines numerischen Gitters auf Basis einer realen,
ottomotorischen Zylindergeometrie,

e Validierung und Verifikation des Gesamtmodells fiir den ottomotorischen Arbeitsprozess,

e systematische Parametervariation zur Identifikation ursichlicher Zusammenhinge ausgewdhlter
Parameter bzgl. Vorentlammung sowie

e Entwicklung von Gegenmafinahmen, um neue Verbrauchseinsparpotentiale mit dem Downsizing

erschlieffen zu konnen.
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Durch die Anwendung des Chemie-Turbulenz-Interaktionsmodells fiir die direkte Kopplung detail-
lierter Reaktionskinetik und turbulenter Stromung im Bereich der Vorentflammung, kénnen weitere
wahrscheinliche Ursachen identifiziert sowie neue wissenschaftliche Erkenntnisse erschlossen werden,

deren praktische Umsetzung das Potential des Downsizings steigern kénnen.
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3 Simulation der Zylinderinnenstromung

Im nachfolgenden Kapitel werden die thermodynamischen und stromungsmechanischen Grundlagen
zur Beschreibung turbulenter Stromungen inkompressibler Fluide gelegt. Dafiir sollen im Abschnitt
zunéchst die Erhaltungsgleichungen aufgezeigt werden, die die Bewegung von Fluiden sowie deren
thermodynamischen Zustand beschreiben. Des Weiteren erfolgt eine kurze Einfithrung in numerische
Methoden der Strémungsmechanik, wobei sich hier auf das Finite Volumen Verfahren beschrénkt
wird, s. Abschnitt Den Abschluss des Kapitels bildet Abschnitt in dem auf das Thema der
Turbulenz und deren Modellierung eingegangen wird.

Ausfiihrliche Literatur zur Herleitung der Bilanzgleichungen finden sich in den Standardwerken
[/B0/, /60l/, /65)/]. Weiterfithrende Informationen zum Themengebiet ,Numerik“ lassen sich in [/3l/,
/24, /12)/] nachlesen.

3.1 Bilanzgleichungen zur Beschreibung reaktiver Stromungen

Die Grundgleichungen der Strémungsmechanik und Thermodynamik sind die mathematische Formu-

lierung der physikalischen Erhaltungssitze, angewendet auf ein geschlossenes System:

e die Masse eines geschlossenen Systems bleibt erhalten,

e die Anderung des Impulses eines Systems ist gleich der Summe der Kriifte, die auf das System
wirken,

e die Anderung des Energieinhaltes eines Systems ist gleich der iibertragenden Wirmemenge und

der am System verrichteten Arbeit.

In der Beschreibung solcher Systeme bzw. Fluide wird von der Annahme eines Kontinuums ausgegan-
gen /30//, so dass die molekulare Struktur oder die Molekiilbewegung keine Beachtung beim Aufstellen
der Gleichungen findet. Eine weitere Besonderheit ergibt sich aus dem Umstand, dass in dieser Ar-
beit reaktive Strémungen behandelt werden, die sich von nichtreaktiven Strémungen durch folgende

Aspekte abgrenzen:

e Représentation des Fluids in reaktiven nicht-isothermen Stromungen durch multiple Spezies, die
durch ihren Massenbruch Y dargestellt werden,

e Spezies in reaktiven Stréomungen unterliegen chemischen Reaktionen, die mit modelliert werden
miissen,

e da das Gas eine Mischung aus Einzelspezies ist, muss bei der Berechnungen der thermodynami-
schen Daten, wie z.B. der Warmekapazitit (dndern sich stark mit der Zusammensetzung) und den

Transporteigenschaften (z.B. Viskositit), diesem Umstand Rechnung getragen werden /60)/.

Die Eigenschaften reaktiver Stromungen werden durch makroskopische Eigenschaften beschrieben, die

hier noch einmal zusammengefasst sind:
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e die Dichte p = {7,

e dem Geschwindigkeitsvektor ,
e dem Druck p,

e der Temperatur T und

e dem Massenbruch Y, der Spezies a.

In den nachfolgenden Unterabschnitten - werden die einzelnen Grundgleichungen angege-
ben, wobei auf eine ausfiihrliche Herleitung verzichtet wird. Die folgende Zusammenfassung stiitzt
sich hauptséchlich auf die Werke von Ferziger et al. und Poinsont et. al. [/24)/, /60l/]. Zusétzliche
Informationen finden sich aufierdem in den Standardbiichern [/3)/, /6, /30/, /[T2/].

3.1.1 Gesamtmassenbilanz

Die Massenbilanz sagt aus, dass die zeitliche Anderung der Masse eines im Raum fixierten Kontrollvo-
lumens (KV) gleich der Summe aus ein- und ausstromenden Massenstromen iiber die Grenzen des
KV und der Masse, die im System produziert wird oder verschwindet, ist. Dies fiihrt zur integralen
Form der Massenbilanz

ot

@dv+/pad£:/pdv. (3.1)
1% A |4

Unter Anwendung des gaufischen Integralsatzes und Einsetzen der Massenquelle fiir die Beriicksichti-

gung der Einspritzung (p°), kann Gleichung ([3.1]) umgeschrieben werden zu

/[(Z_)+V~pﬁ} dvz/p'de. (3.2)
14 14

Wird der Grenzprozess V' — 0 fiir verschwindend kleine Volumina vollzogen und auf Gleichung (3.2))
angewendet, resultiert daraus die differentielle Form der Massenbilanz unter Anwendung der Ein-
stein’schen Summenkonvention

Op | Opu; g

3.1.2 Speziesmassenbilanz

Neben der Gesamtmasse muss in reaktiven nicht-isothermen Stréomungen die Zusammensetzung des
Gases beriicksichtigt werden. Hierzu wird der Massenanteil m,, jeder Spezies an der Gesamtmasse m

in einem gegeben Volumen durch den Massenbruch Y,, definiert
Yo="% mit a=1,..,N. (3.4)
m

Die Massenbilanz fiir die Spezies « lautet in integraler Form
o . . )
/&(pya)dv+/(p(a+ Va)Ya)dA = /Qg dV+/Q§ dV  a€[1,N]. (3.5)
v A 1% v

Der erste Term auf der linken Seite gibt die zeitliche Anderung der Speziesmasse im KV an. Da

im Gegensatz zur Gesamtmasse die Masse der Spezies o durch chemische Reaktionen vernichtet oder
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produziert werden kann, muss auf der rechten Seite von Gleichung der Quellterm Qac hinzugefiigt
werden. Der weitere Term auf der rechten Seite Q3 beriicksichtigt die Massenquelle auf Grund der
Kraftstoffeinspritzung.

Die lokale Stromungsgeschwindigkeit von Spezies o in Gleichung ist die Superposition aus
der mittleren Stromungsgeschwindigkeit @ und der Diffusionsgeschwindigkeit Va, wobei die Diffusi-
onsgeschwindigkeit vom Druck, der Temperatur und dem Gradienten der Konzentration abhédngt. Im
Allgemeinen wird in Verbrennungssimulationen nur die Abhéngigkeit vom Konzentrationsgradienten
betrachtet /[74)/, was unter Beachtung des Fick‘schen Gesetzes sowie unter Anwendung des gaufschen

Theorems auf die differentielle Form der Speziesmassenbilanz fiihrt

Y, Y.
0 opui Yo 0 (pD 0

_ — e} S
at(pYa) + oz, oz, oz, ) + 05 + Q5. (3.6)

Hierin ist D, der Diffusionskoeffizient der Spezies a.

3.1.3 Impulsbilanz

Die Impulsbilanz entspricht dem zweiten newtonschen Axiom, wonach die zeitliche Anderung des
Impulses eines Fluidpartikels gleich der Summe der Kréfte ist, die auf das Fluid einwirken. Dies kann
durch Gleichung (3.7) verdeutlicht werden.

/a dV+/ @)dd=S"F (3.7)

Hierin bedeuten die Terme auf der linken Seite die zeitliche Anderung des Impulses im KV bzw.
die lokalen konvektiven Impulsstréme, die iiber die Rénder des KV iibertragen werden. Auf der rech-
ten Seite von Gleichung stehen die Krafte, die an das KV angreifen. Sie sind die Summe aus
Oberflachen- bzw. Volumenkréften. Die Oberflichenkréfte setzen sich aus viskosen Kraften und Druck-

kriften zusammen, was fiir newtonsche Fluide auf folgende Gleichung fiihrt:

2 Ouy Oou;  Ou;
i = Tij — 51":—51"—* 761 : J . 3.8
i = Tig PO bois 3”83:;@ ]+u<8xj+8xi> (3:8)
Hierbei ist o;; der Spannungstensor, der sich aus dem viskosen Spannungstensor 7;; und dem Druck-
tensor p bildet. Weiterhin stellt 4 in Gleichung (3.8]) die dynamische Viskositét des Fluids dar.
Unter Anwendung des gaufsschen Integralsatzes folgt aus Gleichung (3.7) und unter Zuhilfenahme

von (3.8)
8 8p 8’1’1']' S
2P T g P = Gy T g, TP (3.9)

Dabei bedeutet ijS den Impulsquellterm, der die Sprayprozesse beriicksichtigt.

Gleichung ist sowohl fiir reaktive als auch nichtreaktive Stromungen gleichbedeutend, denn
es tritt kein expliziter Reaktionsterm auf. Dennoch wird die Impulsbilanz durch chemische Reaktio-
nen dadurch beeinflusst, dass sowohl die dynamische Viskositdt als auch die Dichte stark von der

Temperatur abhéngen. Der Einfluss auf die Dynamik der Prozesse ist also implizit enthalten.
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3.1.4 Energiebilanz

Die Energiebilanz stellt die Erhaltungsgleichung fiir die Energie dar, die sich aus der Bilanzierung
der Energiestrome iiber die Systemgrenzen und die Anderung der Energie im Inneren des Systems
ergibt. Besondere Beachtung findet die Energiebilanz deshalb, weil verschiedene Formulierungsarten
in der Literatur aufgefiihrt werden. In dieser Arbeit wird die Energiebilanz mit Hilfe der spezifischen

Enthalpie i formuliert und verwendet

9 (ph) +

Dp 0 ( 8T) Gui
A
ot

a( h) =— — — (A — |+ 71—+
8xi p Ui N Dt 8£Ez 6$Z Tij an

105 +0°. (3.10)

Die tiiber die Systemgrenzen bilanzierten Energiestréme ergeben sich aus:

e der zeitlichen Anderung des Energieinhaltes % (ph),

e dem durch Konvektion transportierten Enthalpiestrom a%,-(puih)’

e der Arbeit %, wobei der Term die substantielle Ableitung des Drucks nach der Zeit darstellt

e dem Wairmestrom infolge eines Temperaturgradienten 6%1- ()‘E%C)’

e den Quelltermen Q° undQ®, die Sprayprozesse bzw. Energieumwandlung durch Verbrennung be-
riicksichtigen und

e der Arbeit, hervorgerufen durch viskose Vorgénge 7;;(V - @).

Bei niedrigen Stromungsgeschwindigkeiten wird der viskose Anteil in Gleichung (3.10]) vernachlissigt
/25)/.

3.1.5 Zustandsgleichungen

Zusatzlich zu den oben angefiihrten Bilanzgleichungen werden weitere Gleichungen bendtigt, um das
Gleichungssystem zu schliefen. So wird z.B. eine Gleichung benétigt, um eine Beziehung fiir die
Temperatur, den Druck und die Dichte zu besitzen.

Abbildung [3:1] zeigt den Realgasfaktor fiir Luft in Abhéngigkeit von Druck und Temperatur. Die
Zahlenwerte stammen aus dem VDI-Wérmeatlas /[71)/. Je stérker der Realgasfaktor von eins abweicht,
um so starker weicht das Verhalten des realen Gases vom idealen Gas ab. Fiir den in dieser Arbeit
interessanten Druckbereich von 1 bar < p < 50 bar sowie das untersuchte Temperaturintervall von
25°C < 9 < 400 °C zeigt die Abbildung eine Abweichung von + 2%. Dieser Fehler wird als
akzeptabel angesehen, insbesondere bei Beriicksichtigung fiir den Aufwand einen Realgasansatz zu
implimentieren.

Unter der Annahme des idealen Gases fiir alle Spezies wird zur Verkniipfung von Temperatur, Druck

und Dichte die themische Zustandsgleichung fiir ideale Gase verwendet
p=pRT. (3.11)

Die kalorische Zustandsgleichung verbindet die spezifische Enthalpie mit der spezifischen Warmeka-
pazitdt und der Temperatur
dh = ¢,(T)dT, (3.12)
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Abbildung 3.1: Realgasfaktor von Luft in Abhéngigkeit von Druck und Temperatur

wobei ¢, eine Funktion der Temperatur ist und hier anhand des JANAF-Polynomansatzes berechnet
wird /51)/.
Da in dieser Arbeit multiple Spezies betrachtet werden, ergibt sich die spezifische Warmekapazitat

unter zu Hilfenahme des massegewichteten Ansatzes zu

N
cp = ZCP’D‘ Y. (3.13)
i=1

Als weitere Stoffgrofe wird die dynamische Viskositét p mittels Sutherland-Formel bestimmt /511/

A1T3/2
T4+ Ay

(3.14)

Hierin sind A; und A, stoffspezifische Kenngrofien. Aus der dynamischen Viskositédt ergeben sich dann

weiterhin der Diffusionskoeffizient und die Warmeleitfahigkeit nach

u [y
Dy =— = —. 1
o« = S und A Pr (3.15)

In Gleichung (3.15)) sind Sc und Pr die Schmidt- bzw. die Prandtl-Zahl.

3.2 Numerische Stromungsmechanik

Im Abschnitt wird ein Gleichungssystem beschrieben, dass zur Beschreibung von Stromungen
reaktiver, inkompressibler Fluide geeignet ist und aus « + 5 partiellen, nicht linearen Differentialglei-
chungen besteht. Gerade dieser mathematische Charakter der Grundgleichungen macht es notwendig,
dass numerische Methoden zur Losung des Problems herangezogen werden, denn es gibt nur fiir ein-
fache Problemstellungen analytische Losungen der Grundgleichungen.

Im Bereich der numerischen Strémungssimulation hat sich vor allem die Finite-Volumen-Methode
(FVM) durchgesetzt. Bei diesem Ansatz wird das Losungsgebiet durch eine endliche Anzahl von Vo-
lumenzellen diskretisiert, wobei die Kanten der Zellen die Rénder der physikalischen Domain abbilden

und die physikalischen Zustandsgréfsen in den Zellmittelpunkten vorliegen. Die Erhaltungsgleichungen
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aus Abschnitt gelten sowohl fiir die einzelnen Kontrollvolumen als auch fiir die gesamte Domain.
Als Ausgangspunkt fiir die weitere Betrachtung sei die Integralform einer generischen Erhaltungsglei-

chung fiir die allgemeine Grofe ¢ gegeben

0
/aLj’dV+/p¢a.ﬁdA:/Pv¢.ﬁdA+/q¢dv. (3.16)
\4 A A \%4
——
Zeitliche konvektive diffusiver Fluss Quellterm
Anderung Anderung

Durch die rdumliche und zeitliche Diskretisierung der Oberflachen- und Volumenintegrale in Gleichung
(3.16]) entsteht aus einer partiellen, nichtlinearen Differentialgleichung eine algebraische Gleichung, die
dann mittels iterativem Verfahren gelost werden kann. Die nachfolgenden Abschnitte sollen eine kurze
Einfiihrung in die Grundlagen der rdumlichen und zeitlichen Diskretisierung ausgehend vom FVM-

Ansatz geben.

3.2.1 Raumliche Diskretisierung

Zur Losung der generischen Erhaltungsgleichung ist zuerst eine rdumliche Diskretisierung des
Rechengebiets durch eine endliche Anzahl an Kontrollvolumen notwendig. Mit diesem Ansatz kénnen
die Volumenintegrale als Produkt aus Zellmittelwert einer Variable multipliziert mit dem Volumen der
Zelle approximiert werden, wobei die Zellmittelwerte unmittelbar zur Verfiigung stehen. Zusétzlich
zu den Volumen- treten auch Flachenintegrale in Gleichung auf. Hierbei ist zu beachten, dass
der Wert der Variable ¢ nicht auf den Kantenflichen des KV vorliegt, weshalb der Wert durch Inter-
polation der Zellmittelwerte benachbarter Zellen bestimmt werden muss. Hierfiir kommen Verfahren
unterschiedlicher Ordnung zur Anwendung. Der Nettofluss iiber die Oberfliche des Kontrollvolumens
ist gleich der Summe der Fliisse iiber die einzelnen Begrenzungsflachen.

Je nach Anwendungsfall existieren verschiedene Diskretisierungsansétze, die alle ihre Vor- und Nach-
teile besitzen. Fiir einfache Geometrien kdnnen strukturierte Gitter verwendet werden, wobei die ein-
zelnen KV Hexaeder-Form aufweisen. Eine Erweiterung der strukturierten Gitter stellen blockstruk-
turierte Rechennetze dar. Hierbei wird die Rechendomain in mehrere zusammenhingende Blocke
unterteilt. In jedem dieser Blocke liegt ein strukturiertes Netz vor. Ein grofer Vorteil dieser Methode
ist, dass auch komplexe Geometrien diskretisiert werden kénnen. Nachteilig wirkt sich der grofere
Aufwand fiir die Gittergenerierung aus.

Die grofste Flexibilitdt in der Gittererstellung bieten unstrukturierte Netze, wobei jedes Element
nach der blockstrukturierten Sichtweise als Einzelblock gedacht werden kann. Die Elemente eines
solchen Gitters besitzen meist Tetraeder-Form, wobei der wandnahe Bereich durch eine oder mehrere
Prismenschichten diskretisiert wird. Ein grofter Vorteil unstrukturierter Netze ist die Moglichkeit der
Automatisierung der Vernetzung. Der Nachteil dieser Methode liegt in der deutlich gréferen Anzahl

an Volumenelementen, was sich direkt auf die Rechenzeiten auswirkt.

3.2.2 Zeitliche Diskretisierung

Nachdem nun mit Hilfe der rdumlichen Diskretisierung die Volumen- und Fléchenintegrale appro-

ximiert werden, verbleibt in der generischen Integralgleichung ([3.16) der erste Term auf der linken
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Seite als einziges unbekanntes Integral. Zur Anndherung des Integrals kommen zwei unterschiedliche
Methoden zum Einsatz. Zum einen gibt es explizite Verfahren, wobei der Wert im néchsten Zeitschritt
nur durch bekannte Werte aus dem aktuellen Zeitschritt angenéhert wird. Und zum anderen existieren
implizite Verfahren, die sowohl Informationen aus dem aktuellen und dem neuen Zeitschritt bendtigen,
um den Wert fiir den neuen Zeitschritt zu berechnen.

Der Vorteil expliziter Verfahren ist, dass sie auf den Werten des aktuellen Zeitschritts beruhen,
einfach und effizient sind. Nachteilig wirkt sich das numerische Stabilitétsverhalten expliziter Verfah-
ren aus, denn nur bei geniligend kleinen Zeitschritten ist das erhaltene Gleichungssystem stabil. Im
Gegensatz dazu sind implizite Verfahren uneingeschrénkt stabil. Zur Wahrung der Genauigkeit sollten

die Zeitschritte trotzdem nicht zu grok gewihlt werden. Uber das Courant-Friedrichs-Levy-Prinzip

ut

Co="xs

(3.17)

kann die Zeitschrittweite adaptiv angepasst werden. Aus Stabilitdtsgriinden sollte die Courant-Zahl
Co Kleiner 1 sein [/3l/, /24/]. Ein Nachteil der impliziten Methode ist, dass zur Berechnung der

zukiinftigen Werte das Losen eines aufwendigen Gleichungssystems notwendig ist.

3.3 Turbulente Stromungen und Turbulenzmodellierung

Anhand des Ordnungszustandes einer Stromung werden grundsétzlich zwei Formen unterschieden,
laminare und turbulente Stromungen. Eine laminare Strémung zeichnet sich durch ihre geschichte-
te Struktur aus, weshalb bei dieser Stromungsform Schichten unterschiedlicher Geschwindigkeit ne-
beneinander stromen, ohne einen merklichen Querimpuls aufzuweisen. Laminare Stréomungen werden
durch viskose Diffusion von Impuls dominiert. Uberwiegen in Stromungen die Triigheitseinfliisse, liegt
eine turbulente Strémung vor. Diese zeichnet sich durch eine chaotische, unregelméfige und insta-
tionére Bewegung von Fluidballen aus. Das Verhéltnis aus Trégheits- und Z&higkeitskraften wird zu
Ehren Osborne Reynolds als Reynolds-Zahl bezeichnet

ul
I

Re = (3.18)
In Gleichung ist L eine charakteristische Lange, v die kinematische Viskositéit des Fluids und «
die Stromungsgeschwindigkeit der Hauptstromung. Fiir niedrigviskose Fluide, wie Luft oder Wasser,
geniigen schon geringe Stromungsgeschwindigkeit, um hohe Re-Zahlen zu erreichen, so dass sich ein
turbulenter Stromungszustand einstellt. Das Verstdndnis der Turbulenz ist also von grofer Bedeutung
bei der Betrachtung von technischen Prozessen.

Turbulente Strémungen weisen ein kontinuierliches Spektrum an unterschiedlichen Langen-, Zeit-
und Geschwindigkeitsskalen auf, das auf die Bildung von Wirbel unterschiedlicher Skalen zuriickzufiih-
ren ist. Die groflen Wirbel einer turbulenten Strémung erlangen ihre Energie aus der Hauptstromung
und geben sie iiber einen Kaskadenprozess an kleinere Wirbel weiter. In den kleinsten Gréfenskalen
dissipiert die Energie durch viskose Prozesse in innere Energie. Der Energietransfer von den grofsen zu
den kleinsten Skalen wird als Energiekaskade bezeichnet. Sie ist charakteristisch fiir alle turbulenten
Prozesse /[76l/.
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Abbildung 3.2: Schematische Darstellung des Energiespektrums

Die Energieverteilung einer turbulenten Strémung iiber den Grofenbereich der Wirbel kann an-
hand des Energiespektrums veranschaulicht werden (Abbildung [3.2)). Hierin ist F(x) die spektrale
Energiedichte und x die Wellenzahl. Mittels Integration der Energiedichte {iber die Wellenzahl

k= | E(k)dk (3.19)
/

kann die kinetische Energie der turbulenten Stréomung berechnet werden. Im Bereich kleiner Wellen-
zahlen entstehen aus Instabilitdten in der Stromung grofe Wirbel, die einen Grofsteil der kinetischen
Energie der Stromung beinhalten. Durch diese Wirbel werden die Gradienten der Geschwindigkeit,
der Temperatur und Spezies derart erhoht, dass sich die molekularen Transportprozesse von Impuls,
Energie und Massendiffusion erhéhen. Ein charakteristisches Langenmafs fiir diesen Wellenzahlbereich
ist die Wellenzahl k,, die sich aus dem integralen Léngenmaf [; bestimmen ldsst.

In Abbildung ist ein Wellenzahlbereich zu sehen, in dem die spektrale Energiedichte E(k)

proportional /3

ist. Dieser Bereich wird Tragheitsbereich genannt. Er folgt direkt aus der Kolmo-
gorov’schen universellen Gleichgewichtstheorie, nach der es einen Bereich der Wirbelgrofe zwischen
der grofiten und kleinsten Wirbelgrofe gibt, fiir welchen der Kaskadenprozess unabhéingig von der
Statistik der energiereichen Wirbel und dem direkten Einfluss der molekularen Viskositat ist /[76)/.
Der dritte Wellenzahlbereich ist der viskose Bereich mit der entsprechenden Wellenzahl x,, in dem
die Energie durch dissipative Prozesse in innere Energie umgewandelt wird. Die hierfiir charakteristi-

schen Skalen gehen auf Kolmogorov zuriick und sind wie folgt definiert

n = (”3)1/4 r = (5)1/2 v = (wellt. (3.20)

€ €

Darin ist 7 die Langen-, 7 die Zeit- und v die Geschwindigkeitsskala der kleinsten turbulenten Wirbel.
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3.3.1 Favre-gemittelte Bilanzgleichungen

Die Zustandsgrofen einer turbulenten Stromung weisen chaotische Fluktuationen auf, die zudem noch
eine Funktion von Raum und Zeit sind. Zur Beschreibung solcher Strémungen werden statistische An-
sitze herangezogen, die auf eine Reynolds-Zerlegung zuriickgehen /64)/. Fiir viele ingenieurtechnische
Aufgabenstellungen ist dies eine hinreichend genaue Betrachtungsweise, denn statistische Aussagen
geniligen zumeist den Anforderungen. Zudem wiére die rechentechnische Auflésung aller Léngen- und
Zeitskalen durch die Diskretisierung sehr aufwiéindig.

Der Momentanwert ¢(Z,t) wird in einen Mittelwert ¢(Z,¢) und einen Schwankungswert ¢'(Z,t)
zerlegt

H(Z,t) = ¢(Z,t) + ¢'(F,t) mit ¢ =0. (3.21)
Die Definition des Ensemblemittels ist

N
-/ o .1 -
G(Z,1) = lim 2 bi(T,1). (3.22)
Fiir eine im Mittel stationdre Stromung sind Ensemblemittelwert und zeitlicher Mittelwert gleichbe-
deutend. Das zeitliche Mittel ist als

O(T, t)dt (3.23)

definiert.
In dichteabhingigen Stromungen wird anstatt der Reynolds- die Favre-Zerlegung bevorzugt, denn
dadurch koénnen Korrelationen mit Dichtefluktuationen vermieden werden. Das Favre-Mittel einer

unabhéngigen Grofe ist

¢ = @. (3.24)
p
Die entsprechende Favre-Zerlegung ergibt sich dann zu
p=¢+¢" mit ¢ =0. (3.25)

Die Anwendung der Reynolds-Zerlegung auf ein instationdres Geschwindigkeitssignal zeigt Abbildung
[3:3] Das instationdre Signal resultiert aus einer Grobstruktursimulation, die am Lehrstuhl fiir Tech-
nische Thermodynamik der Universitdt Rostock durchgefiihrt wurde.

Werden nun die Momentanwerte der abhéngigen Variablen u, p, h und Y, aus den Bilanzgleichungen

(3-3), (3.6), (3.9) und (3.10) mittels Favre-Zerlegung in Mittel- und Schwankungswert zerlegt, folgen

nach anschlieffender Mittelung die Favre-gemittelten Transportgleichungen:

e Massenbilanz

3ﬁ o . _S
il ) = 2
o+ gg P =7 (3.26)
e Impulsbilanz
Jp 0 SN Jp 9 — = o =18
ot o ) = g+ g (74 P) 47 (3.27)
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t >

Abbildung 3.3: Instationdrer Geschwindigkeitsverlauf an einem Punkt aus einer Grobstruktursimulation

e Speziesmassenbilanz

opY, ) . 0 oy, — — =
o 7 Yy) = PDa—2 —pu/ Y | +QC + QS 2
o +axi(pu ) oz, (p oz, P a>+ R (3.28)
e Energiebilanz
ophs O _ _ - 9 or _ — Dp — == du;
ihs) = A— —puih” = = St Tija— 2
o+ o, P axi< Fra >+Dt+Q QT TG, (3:29)

3.3.2 SchlieRungsansatz

In den Bilanzgleichungen bis treten ungeschlossene Terme auf, die eine weitere Behand-
lung notwendig machen. Diese Ausdriicke entstehen durch die Favre-Zerlegung und der anschlieffenden
Mittelung, wobei Korrelationen der Schwankungswerte resultieren, die nicht durch den Mittelungs-
prozess verschwinden. Werden fiir die ungeschlossenen Terme weitere Transportgleichungen benutzt,
beinhalten diese dann wieder Terme, die ungeschlossen sind. Dieses Problem wird als Schliefungspro-
blem der Turbulenz bezeichnet.

Zum Schliefen des Gleichungssystem wird fiir die turbulenten Fliisse dﬁ\};{;’ und @'h" Klassischer-
weise ein Gradientenansatz verwendet. Dieser Ansatz, angewendet auf die turbulenten Speziesfliisse

ergibt

sy = —tt Ve

4= e (3.30)

Hierin ist u; die turbulente dynamische Viskositét, die aus dem Turbulenzmodell folgt, und Sc, + die
turbulente Schmidt-Zahl fiir Spezies a.

Weiterhin ungeschlossen sind die turbulenten Reynoldsspannungen u?’z@', die in der Impulsbilanz
auftreten. Sie werden mittels Boussinesq-Ansatz auf die mittleren Grofen zuriickfithrt und
haben die Form des viskosen Spannungstensors aus Gleichung . Dies fiihrt auf den Ausdruck

— oq; ou; 2. Ouy 2
sulu! = — L 255 ) + Sk 31
P He (&nj or; 37" 8$k) 3’ (3:31)
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Darin ist k die turbulente kinetische Energie, die aus dem Produkt der Geschwindigkeitsschwankungen

resultiert

1
k= 5 (uiuf). (3.32)

Aus den Gleichungen ([3.30) und (3.31) ist zu ersehen, dass als einzige Unbekannte die turbulente
dynamische Viskositét p; verbleibt. In dieser Arbeit wird ein Zwei-Gleichungsmodell verwendet, um
die turbulente Viskositdt nach

Ht =P (3.33)

ISH IS

zu bestimmen. Die turbulente kinetische Energie k und die spezifische turbulente Dissipationsfrequenz

w sind tUber
1 ¢

w

miteinander verkniipft. C), ist dabei eine Modellkonstante, die iiblicherweise auf C,, = 0,09 gesetzt
wird [/60)/, /65//].

Zur Bestimmung von k und w miissen zwei zusétzliche Differentialgleichungen gelost werden, die
sich zum k-w-SST-Modell zusammenschliefen. Dieses Modell stellt eine Weiterentwicklung des k-w-
Modells nach Wilcox /65 dar, wobei es eine Uberlagerung des reinen k-e- und des k-w-Modells ist.
Dabei werden die Vorteile der Ausgangsmodelle im k-w-SST-Modell vereinigt. In der Kernstromung
wird das k-e- und im wandnahen Bereich das k-w-Modell verwendet. Die zum SST-Modell gehérenden

Gleichungen lauten nach /45)/:

Opk ok Ou; B 0 ok

dpw ow v Oy 9 0 Ow
ot or; v i Oz fpw =+ O0x; {(,u out) 85@] N
1 0k dw

2(1 = Fy) poyg— o X
+2( oo 2w8xj Ox;

(3.36)

Die in den Gleichungen ([3.35) und (3.36]) vorkommenden Konstanten oy, o, 8 und 7 werden aus
dem Ansatz
¢ = Fio1+ (1 Fi)o2 (3.37)

berechnet, zusammen mit dem Konstantensatz aus Tabelle [3.1]

Tabelle 3.1: Konstantensatz fiir das k-w-SST-Modell nach Menter /45)/

Okl 0wl M P Ok Ouw2 Y2 B2 B* ai
08 05 2 % 10 0856 044 00828 0,09 0,31

In Gleichung (3.38]) stellt 7 eine Wichtungsfunktion dar, die sich mittels Gleichung (3.38]) ergibt

4
max( 2vk ; 5001/)  Apouwsk ]} , (3.38)

F; = tanh min ; ;
{ Brwyw’ vy w ) " CDru vy

wobei yy der Abstand zur néchsten Oberflache ist. C' Dy, ist der positive Anteil der Kreuzdiffusion
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aus Gleichung (3.36)).
Im k-w-SST-Modell nach Menter /45)/ wird die turbulente Viskositét als

ay k
et — 3.39
e max (a1 w; S Fy) ( )
definiert mit S als Wirbelstiarke und der Funkion F», die sich aus Gleichung (3.40) ergibt.
VE 5000 )]
F; = tanh |max [ 2———; — v (3.40)
Brwyw yip w

Mit den oben aufgefiihrten Gleichungen steht nun ein System aus partiellen Differentialgleichun-
gen zur Verfiigung, um turbulente, reaktive Stromungen mittels numerischen Methoden berechnen zu
koénnen. Hierin sind noch nicht bekannte Terme enthalten, die zur Beriicksichtigung von Sprayprozes-
sen und chemischen Vorgéingen (gekennzeichnet mit dem hochgestellten © bzw. ) eingefiihrt werden.
Deren weitere Behandlung sind Thema der Kapitel ] und [5}

3.4 Zusammenfassung

In diesem Abschnitt werden die thermodynamischen und strémungsphysikalischen Grundlage fiir die
Beschreibung turbulenter Strémungen reaktiver Fluide gelegt. Dabei besteht das Gleichungssystem
aus den Erhaltungsgleichungen fiir Masse (Spezies- und Gesamtmasse), Impuls und Energie sowie den
Zustandsgleichungen zur Kopplung der thermodynamischen Gréfsen Druck, Temperatur und Enthal-
pie.

Da die Erhaltungsgleichungen nur in wenigen Féllen analytisch l6sbar sind, miissen diese mit Hilfe
numerischer Methode gelost werden. Grundlage hierfiir ist die rdumliche und zeitliche Diskretisierung
der Bilanzgleichungen. Die rdumliche Diskretisierung erfolgt durch Approximation der Geometrie mit-
tels numerischem Rechennetz, das aus einer endlichen Anzahl an Volumina besteht. Durch Aufteilung
der Rechnung in viele Einzelzeitschritte erfolgt die zeitliche Diskretisierung.

Eine Moglichkeit die turbulente Strémung im Brennraum eines Ottomotors der Modellierung zu-
génglich zu machen, liegt in der statistischen Betrachtung der bilanzierten Zustandsgréften. Fiir viele
ingenieurtechnische Aufgabenstellungen geniigen Aussagen iiber die mittleren Werte, so dass die bi-
lanzierten Grofsen in einen Mittel- und Schwankungswert aufgespalten, in die Erhaltungsgleichungen
eingesetzt und anschliefsend zeitlich gemittelt werden. Aus dieser Vorgehensweise resultieren zusétzli-
che ungeschlossene Terme, fiir die obendrein keinerlei weitere Gleichungen zur Verfiigung stehen. Zum
Schliefsen der RANS-Gleichungen wird der Wirbelviskositidtsansatz verfolgt, wobei die turbulente dy-
namische Viskositdt iiber das k-w-SST-Modell bestimmt wird.
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4 Modellierung der Gemischaufbereitung

Die Berticksichtigung der direkten Kraftstoffzufuhr in den Brennraum geschieht mittels Spraymodell,
das die wesentlichen physikalischen Effekte bei der Einspritzung abbildet. In diesem Kapitel sollen die
einzelnen Modelle vorgestellt werden, die in ihrer Gesamtheit das Spraymodell bilden. Sie spiegeln den
Primér- und Sekundéraufbruch der Tropfen, den Einfluss der Gasphase auf das Spray, die Verdamp-
fung und den Impulsaustausch wider. Das Spraymodell wird zur Berechnung zusétzlicher Quellterme
in den Bilanzgleichungen aus Abschnitt bendtigt.

Abschnitt gibt einen Uberblick iiber die Grundidee zur Spraymodellierung und die verschiedenen
Losungsanséitze. Anschliefsend prasentiert Abschnitt eine Ubersicht der verwendeten Untermodelle.

4.1 Spraygleichung und Modellierungsstrategien

Die Spraywolke in einem direkteinspritzenden Motor besteht aus einer grofien Anzahl kleiner Tropfen,
so dass die direkte Auflosung jedes Tropfens zu einem sehr grofen Rechenaufwand fithren wiirde.
Deshalb werden statistische Methoden verwendet, um das Spray zu beschreiben.

Das Spray ist durch die Verteilung von Tropfengréfe, den Ort, die Geschwindigkeit und durch
seine Eigenschaften (z. B. Temperatur) charakterisiert, weshalb es sinnvoll ist, das Spray durch eine
Verteilungsfunktion zu beschreiben /74)/.

Die wahrscheinliche Anzahl an Tropfen pro Volumeneinheit zur Zeit ¢, die sich im Ortsintervall
[#, & + dZ] befinden und durch die Geschwindigkeit im Intervall [dr, @ + dir], einen Radius im
Intervall [rp, rr+dry], eine Temperatur im Intervall [T, Tr +dTr] und den Deformationsparametern

im Intervall [y, y + dy] sowie [y, y + dy] charakterisiert sind, kann durch die Verteilungsfunktion

mogliche Anzahl an Tropfchen

= f(Z, 4 T y,t) dtr dr AT dy dy 4.1
Volumeneinheit &, dr, rr, Tr, y, §,t) dir dr dTr dy dg (4.1)

beschrieben werden. f besitzt somit elf unabhéngige Variablen:

e die drei Raumkoordinaten Z,

e die drei Komponenten des Geschwindigkeitsvektors i,

e der Radius rr (dem Modell liegt ein kugelfdrmiger Radius der Tropfen zu Grunde),
e die Tropfentemperatur T,

e die Abweichung von der Kugelform y und

e die zeitliche Anderung von y (§ = dy/dt).

Eine Gleichung zur Beschreibung der zeitlichen Entwicklung der Verteilungsfunktion f kann in
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Analogie zu den Erhaltungsgleichungen fiir die Gasphase aufgestellt werden

0 _ 0 D 0 00D
5t = g 1)~ G UR) = 5 (FR) = g (£ = 5(7i) = o (i)
+ fcoll + fbu~ (42)

Hierin sind F;, R, Tr und jj die zeitlichen Anderungsraten der Geschwindigkeit, des Radius, der
Temperatur und der Oszillationsgeschwindigkeit, die aus der Verfolgung eines Tropfens entstehen. Die
Quellterme fco” und fbu beriicksichtigen die Anderung der Verteilungsfunktion einerseits in Folge von
Zusammenstofien zwischen den Tropfen und andererseits dem Tropfenzerfall.

Die direkte Losung von Gleichung wiirde die Diskretisierung in elf Dimensionen bedeuten, was
zu einem deutlichen Mehraufwand bereits bei wenigen Gitterpunkten fiihrt. Eine andere Vorgehens-
weise bietet das discrete-droplet Modell nach Dukowicz /22)/. Dabei wird das gesamte Spray durch
eine endliche Anzahl diskreter, statistischer Pakete diskretisiert, die wiederum die gesamte Population
an Tropfen représentieren. Jedes der einzelnen Pakete stellt eine Gruppe von Tropfen mit gleichen
FEigenschaften wie Temperatur, Durchmesser und Zusammensetzung dar. Die Pakete konnen als eine
Losung der Gleichung angesehen werden, so dass eine hohere Anzahl an solchen Paketen die
Losung verbessert.

Die Beriicksichtigung des Sprays wird durch Einfilhrung zusétzlicher Quellterme in die Bilanz-
gleichungen der Gasphase , , , und Rechnung getragen. Durch Aufsummierung
der Anderung der Tropfeneigenschaften iiber alle Pakete kann der Beitrag des Sprays zur Gasphase
berechnet werden. Die Geschwindigkeit, mit der sich die Sprayeigenschaften &ndern, kann mittels ge-
wohnlicher Differentialgleichungen fiir den Ort, den Impuls, die Temperatur und die Masse beschrieben
werden. Den Gleichungen liegen dabei die folgenden Annahmen zu Grunde [/16)/, /37/, /69/]

e die Tropfen sind sphérisch (Ausnahme bildet die Bestimmung des Widerstandskraftkoeffizienten,

s. Abschnitt ,

e Masse-, Energie- und Impulsiibertragung erfolgt quasi-stationér,
e die Austauschkoeffizienten fiir Masse, Impuls und Energie werden nach empirischen Ansétzen

bestimmt.

4.2 Spraymodell

4.2.1 Primar- und Sekundaraufbruch

Der Priméraufbruch beschreibt den Aufbruch der geschlossenen Fliissigkeitsphase in erste grofse Trop-

fen. Dieser Prozess beruht auf drei physikalischen Effekten:

e Turbulenz der Fliissigkeitsphase,
e Entstehung und Zerfall von Kavitationsblasen im Injektor und

e aerodynamische Krifte, die auf die Fliissigkeit wirken /68]/.

Je nachdem welcher Effekt tiberwiegt, wird zwischen verschiedenen Priméraufbruch-Regimen differen-

ziert, wobei nach [/Bl/, /68/] das Atomization-Regime fiir Hochdruck-Einspitzsysteme vorherrschend
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ist. Hierbei zeichnet sich das Atomization-Modell durch einen direkten Aufbruch der Tropfen am

Diisenaustritt aus.

Abbildung 4.1: Prinzipskizze zum Blob-Sheet-Modell nach /5)/

Zur Beschreibung des Priméraufbruchs wird das Blob-Sheet-Modell nach [/2)/, /29)/] verwendet.
Abbildung [43] verdeutlicht die Grundidee des Modells, wonach aus dem Diisenaustritt grofe Trop-
fen (,Blobs“) den Diisenaustritt verlassen. Die Grofe der Tropfen wird mittels einer Wahrscheinlich-
keitsdichtefunktion berechnet, die an Messdaten angepasst wurde. Als Verteilungsfunktion fiir die
Tropfendurchmesser kommt in dieser Arbeit eine Rosin-Rammler-Funktion zum Einsatz [/29)/, /78//].

Die zeitliche Zufuhr neuer Blobs wird anhand eines Einspritzprofils gesteuert. Nachdem die Blobs
einen bestimmten Abstand von der Diise erreichen, beginnt der Sekundiraufbruch. Reitz et al. /[29)/
schlagen zur Bestimmung der Aufbruchldnge L4 folgenden Ansatz vor

L, =B (

. (4.3)

pioydr 0059)1/2
p?] urel

In Gleichung sind p; und p, die Dichte der Fliissigkeits- bzw. der Gasphase, dr der Durchmes-
ser des Blobs, u. die Relativgeschwindigkeit zwischen Fliissigkeits- und Gasphase. B und 6 sind
Modellkonstanten, die an dieser Stelle den Wert 45 bzw. 10 annehmen.

Ist L4 kleiner als der tatsdchliche Abstand zwischen Tropfen und Diisenaustritt, wird das Sekun-
déraufbruchsmodell verwendet. Dieses Modell beschreibt den weiteren Aufbruch der Tropfen bis zu
dem Zeitpunkt, an dem die Tropfen komplett in die Gasphase iibergehen. Fiir die Berechnung des
Sekundéraufbruchs kommt in dieser Arbeit das Taylor-Analogy-Breakup-Modell (TAB) zur Anwen-
dung.

L

m

'

Abbildung 4.2: Analogie zwischen dem System Tropfen-Gas und einem angeregten, geddmpften Feder-Masse-System
nach /5)/

vs
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Die Idee des TAB-Modells geht auf O’Rourke und Amsden /53)/ zuriick, wobei der weitere Aufbruch-
prozess des Tropfens in Analogie zu einem angeregten, geddmpften Feder-Masse-System betrachtet
wird, vgl. Abbildung Die Anregung, welche zu einer Verformung des Tropfens fiihrt, wird durch
aerodynamische Krifte verursacht. Diese Kréfte sind proportional zur Relativgeschwindigkeit ;¢
zwischen Tropfen und Gasphase. Die Oberflichenspannung o; des Tropfens wirkt dabei der Verfor-
mung entgegen. Viskose Effekte, in Abbildung mit der dynamischen Viskositdt der Fliissigkeit
. gekennzeichnet, beschreiben den inneren Widerstand des Fluids gegeniiber von auflen aufgeprig-
ten Verformungen. Zur Beschreibung der dimensionslosen Verformung, ausgedriickt als Quotient der
Tropfenauslenkung von der sphérischen Form und dem Tropfenradius y = z/(Cj, rr) (Abbildung[4.2)),
wird eine zeitliche Differentialgleichung zweiter Ordnung verwendet

- Cr pg u?,, oy i

fa —Cy . 4.4
Cy pu 1 o’ g 4

Hierin sind Cg, Cj, Cq und Cj, dimensionslose Konstanten, die in Tabelle [£.1] angegeben werden.
Unter der Bedingung, dass die Relativgeschwindigkeit fiir einen Zeitschritt konstant bleibt, kann
Gleichung (4.4) analytisch gelost werden, was auf folgende Gleichung fiihrt

T 0L Gy

10 = i) (o) e +

CyC

1 Yo — - We

+ — | g+ —=— | sin(wp, t)| . (4.5)
Whu ta

Hierin ist We = (pg 71 u2,;)/0; die Weber-Zahl der Gasphase, das Verhéltnis von Triigheits- zu Ober-
flachenspannungskraft. Sie ist die bestimmende dimensionslose Kennzahl fiir den Sekundéraufbruch

/36l/. Weiterhin beeinflusst die Eigenfrequenz wy,, und t; den Aufbruchprozess. Sie ergeben sich nach

<

1 C
I und — — d i
pLr

td - 2[)17‘2'

Wi, = Ci (4.6)

Als Aufbruchbedingung wird beim TAB-Modell y > 1 verwendet. Das bedeutet, dass die sphérische
Auslenkung halb so grofs wie der Durchmesser der Tropfen ist. Weiterhin werden die Initialwerte fir
y, y sowie die Konstanten Cr, C, Cq und C} bendétigt, um Gleichung zu losen. Tabelle gibt
einen Uberblick iiber die angenommenen Werte.

Tabelle 4.1: Konstantensatz fiir das TAB-Modell
yo Yo Cr Crp Cq Gy

o 0 3 8 10 3

4.2.2 Warme- und Stoffiibertragung

Dringt das Kraftstoffspray in den Brennraum ein, beginnt zunéchst der Priméraufbruch. In die dabei
entstehende Tropfenwolke stromt zunehmend warme Luft aus dem Brennraum, was auch als Entrain-

ment bezeichnet wird. Hierbei findet Warmeiibertragung zwischen Gas und den Tropfen statt, was
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zur Erwirmung und Verdampfung des Kraftstoffes fiihrt, wobei der Ubergang vom fliissigen Kraft-
stoff in den gasférmigen Zustand auch durch den Konzentrationsunterschied zwischen Fliissigkeits-
und Gasphase getrieben wird, s. Abbildung [4.3] So kommt es auch vor Erreichen der Siedetemperatur
des Kraftstoffes zu einem Stofftransport von Kraftstoff in die Gasphase, so dass immer 1myerq < 0
fir den verdampften Kraftstoffmassenstrom gilt, solange die umgebende Luft im ungeséttigten Zu-
stand vorliegt. Die Energie zur Uberwindung der Verdampfungsenthalpie hyerq kommt dabei vom
Tropfen. Sollte die an den Tropfen durch Konvektion zugefiihrte Warmeenergie kleiner als die durch

Verdampfung abgefiihrte Wérmeenergie sein, so sinkt die Tropfentemperatur.

verd

Abbildung 4.3: Energie- und Stoffstrome an einem Modelltropfen

Die unterschiedlichen Wiarmestréme sowie die zeitliche Anderung der Tropfentemperatur zeigt Glei-

chung (L7
dTr

dt = Qkonv + QVerd =T dT )\s Nu (Too - TT) fVerd + mT hVerd(TT)~ (47)

mr Cp,l

Der in Gleichung (4.7)) eingefiihrte Korrekturfaktor fy..q dient zur Beriicksichtigung der Verdampfung
auf die Warmeiibertragung an den Tropfen. fy¢q wird nach /49/ und /68)/ wie folgt berechnet

S . Cp,l mr
fVerd = —— mit ¢ =

—_— 4.8
es —1 mwdr As Nu (4.8)

Die in Gleichung (&.7) auftretende zeitliche Anderung der Tropfenmasse 7i infolge der Verdamp-
fung kann anhand einer Massenbilanz fiir den Tropfen bestimmt werden, wobei hier davon ausgegangen
wird, dass die Brennraumluft unlslich im fliissigen Kraftstoff ist. Die Verdampfungsrate ergibt sich

dann aus
me

de — Tys

1- )
= tyerq = —mdp Dy py Sh In (1”“>°> . (4.9)
Eine ausfiihrliche Herleitung findet sich in /[70)/. In Gleichung (4.9)) sind z, s und z, o der Molenbruch
des Kraftstoffdampfes an der Oberfliche des Tropfens resp. weit davon entfernt, ps die Dichte und Dy
der Massendiffusionskoeffizient des Dampfes an der Tropfenoberfliche.
Zur Losung von Gleichung (4.7) und (4.9) werden weiterhin Korrelationen fiir die Nusselt- und

Sherwood-Zahl bendtigt. In der Literatur /[16]/ werden verschiedene Ansétze verfolgt und verglichen,
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wobei an dieser Stelle die Beziehungen von Ranz und Marshal /68 zur Anwendung kommen

Nu = 2,0 +0,6Re/?Pr'/3
Sh = 2,0+ 0,6Re'/2Sc!/3 (4.10)

mit der Prandtl-Zahl, die das Verhéltnis aus viskosem Impulstransport zur Warmeleitung bildet und

sich aus

pr = Heps (4.11)
X

ergibt sowie der Schmidt-Zahl, die das Verhéltnis aus viskosem Impulstransport zur Massendiffusion
bildet

Ls s
= . 4.12
Sc = - (4.12)

Fiir die Stoffwertberechnung wird die Temperatur der Oberfliache nach der 1/3-Regel aus Tropfen-

und Gastemperatur bestimmt
_ 2Tr + 1,

T
3

(4.13)

4.2.3 Impulsiibertragung und Tropfentracking

Die Hochdruckeinspritzung von Kraftstoff in den Brennraum fiihrt zu einer starken Beschleunigung
der eingespritzten Fliissigkeit. Auf Grund der hohen Relativgeschwindigkeit zwischen Gas- und Fliis-
sigkeitsphase kommt es zu einem Impulsaustausch, wobei der Impulsbeitrag des Sprays durch einen
Quellterm in Gleichung Beriicksichtigung findet. Die Spraytropfen werden durch die aufgepriagte
Widerstandskraft abgebremst. Hierbei kann die zeitliche Anderung des Impulses fiir einen Tropfen

nach dem zweiten Newtonschen Axiom wie folgt ausgedriickt werden
mp—- = F. (4.14)

Hierin ist my die Tropfenmasse, ur die Geschwindigkeit des Tropfens und F die an den Tropfen
angreifende Kraft. F' setzt sich nach Gleichung (£.15)
- 7rd2T

= 3 Pl CD,Kugel |ﬁT — ﬁ\ (ﬁT — ’lf) =+ ng (415)

aus der aerodynamischen Widerstandskraft und der Gewichtskraft zusammen. In Gleichung (4.15)) ist
4 die Geschwindigkeit der Gasphase und Cp, guger der Widerstandskraftkoeflizient fiir steife Kugeln.
Zur Beriicksichtigung turbulenter Strémungen wird Cp guger je nach Re-Zahl dynamisch berechnet.

Hierfiir kommt folgende Korrelation

24 ( Re?/3
1+

— Re < 1000
Cp,Kugel = Re 6 ) (4.16)

0.424 Re > 1000
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zum Einsatz. In Gleichung (4.16)) erfolgt die Bestimmung der Re-Zahl anhand von

2 o i — it
Re — 27T |ty — Py
Hg

(4.17)

Wird ein sphérischer Tropfen mit geniligend grofier We-Zahl einer Gasstromung ausgesetzt, erfahrt
der Tropfen eine Verformung, so dass die Annahme einer Kugelform nicht ldnger gerechtfertigt ist
[/B)/, /68/]. Um diesem Umstand gerecht zu werden, wird der Widerstandskoeffizient Cp_ gy ger mittels
linearer Gleichung in Abhéngigkeit der Verformung y nach

Cp = CD,Kugel(l + 2, 632y) (4.18)

berechnet.

Mittels Gleichung (4.14) kann die Anderung des Impulses fiir jedes Lagrange Partikel bestimmt
werden. Aus der aktuellen Geschwindigkeit ist es dann moglich die aktuelle Position des Partikels
nach

diér
—_ = 4.1
a T (4.19)

zu berechnen.

4.3 Zusammenfassung

Fiir die Abbildung der Prozesse bei der Direkteinspritzung werden zusétzliche Modelle benotigt. Wei-
terhin werden die Informationen des Spraymodells zur Schliefsung der Erhaltungsgleichungen benétigt,
in denen Sprayquellterme auftreten. Das fiir diese Arbeit verwendete Spraymodell wurde in diesem

Kapitel vorgestellt. Die einzelnen zu betrachtenden Prozesse sind:

e Einspritzung,
e Primér- und Sekundéaraufbruch,
e Wirmeiibertragung- und Verdampfung sowie

e Impulsiibertragung.

Der Modellierungsansatz zur Beschreibung des Sprays geht von diskreten statistischen Tropfenpa-
keten aus, die fiir sich Tropfen gleicher Eigenschaft représentieren. So kann auf diese Weise mittels
weniger Tropfenpakete eine grofse Population an Einzeltropfen abgebildet werden. Auf Grund der
sehr hohen Anzahl an Tropfchen im realen Kraftstoffspray, ist der gewahlte Ansatz geeignet, effiziente
Rechenzeiten zu gewihrleisten.

Unter Anwendung diesen Ansatzes und Verwendung von Einzelmodellen zur Abbildung der oben ge-
nannten physikalischen Prozesse ist das in diesem Kapitel vorgestellte Modell in der Lage, wesentliche

Eigenschaften des Spray wieder zu geben.
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5 Modellierung der Selbstziindung von

Kohlenwasserstoff-Luft-Gemischen

Im Abschnitt ist bereits auf die Vorgénge bei der Entwicklung von Selbstziindungen von Kohlen-
wasserstoff-Luft-Gemischen eingegangen worden. Hierbei spielen mannigfaltige thermochemische Vor-
ginge eine Rolle, die zu einem Aufbau des Radikalpools in dem ziindfihigen Gemisch fithren. Wird
dabei eine bestimmte kritische Konzentration an reaktiven Spezies erreicht, kommt es zum Hauptum-
satz des Kraftstoff-Luft-Gemisches und zur spontanen Energiefreisetzung. Da in dieser Arbeit die
turbulente Strémung innerhalb des Brennraums betrachtet wird, kommt es zu einer Interaktion der
chemischen und turbulenten Prozesse. Dabei fithrt die statistische Betrachtung der Stromung, s. Ab-
schnitt zu ungeschlossenen Termen in den Transportgleichungen, die iiber zusitzliche Modelle
bestimmt werden miissen.

Zum Verstédndnis der thermochemischen Vorgénge bei der Selbstziindung gibt der Abschnitt
grundlegende Zusammenhénge fiir die Beschreibung chemischer Reaktionen wieder. Dadurch werden
die Grundlagen zur Bestimmung der chemisches Quellterme in den Gleichungen und
gelegt. Im darauf folgenden Abschnitt soll ein Uberblick iiber Moglichkeiten zur Beschreibung
von Selbstziindungen unterschiedlicher Detailtiefe und Modellierungsaufwand gegeben werden. Das
Unterkapitel stellt unterschiedliche Mdglichkeiten der Beriicksichtigung der Chemie-Turbulenz-
Interaktion dar, wobei im Abschnitt speziell auf das in dieser Arbeit verwendete Modell des
Partially-Stirred-Reactor (PaSR) eingegangen wird.

5.1 Grundlagen chemischer Reaktionskinetik

Der Umsatz eines Mols eines beliebigen Kraftstoffes F mit Hilfe von a Molen eines Oxidanten zu b

Molen von Verbrennungsprodukten Pr kann durch die Bruttoreaktion
F + aOx -2 bPr (5.1)

beschrieben werden. Der zeitliche Verbrauch in der Konzentration des Brennstoffes wird durch folgende
gewohnliche Differentialgleichung dargestellt

d[F] Oy

o = e (MIF0K™, (5.2)
in der die in eckigen Klammern aufgefithrten Grofen die molaren Konzentrationen der Stoffe aus
(5.1) bedeuten. Gleichung (5.2)) sagt aus, dass der Verbrauch von F proportional zur den Konzentra-
tionen der Reaktanden ist, wobei der Proportionalitétsfaktor k(T") der Geschwindigkeitskoeffizient
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der Bruttoreaktion genannt wird. Die Exponenten n,m sind Reaktionsordnungen bezogen auf
die einzelnen Spezies. Die Summe der Exponenten entspricht der Gesamtreaktionsordnung /74)/.

Problematisch bei Verwendung von Bruttoreaktionen ist, dass sie sehr komplexe Zeitgesetze haben
kénnen und die Reaktionsordnungen keine geraden Zahlen sind, negativ sein kdnnen und sowohl von
der Zeit als auch von den Reaktionsbedingungen abhéngen [/70)/, /74)/]. Weiterhin bleibt festzuhal-
ten, dass Bruttoreaktionen nicht dazu geeignet sind, ein tieferes Verstdndnis der wahren chemischen
Prozesse zu erlangen. Deshalb werden anstatt dessen Elementarreaktionen verwendet. Diese laufen
auf molekularer Ebene genauso ab, wie die Reaktionsgleichung sie beschreibt /74)/. Weiterhin ist die
Reaktionsordnung einer Elementarreaktion in jedem Fall konstant und sie ist gleich der Molekularitat
der betrachteten Elementarreaktion [/I7)/, /74/].

Damit nun die Umsatzraten dieser Elementarreaktionen bestimmt werden koénnen, miissen die be-

teiligten Spezies durch Ni Elementarreaktionen der Form
Y varae=> vopa, ke {l,Ng} (5.3)

in Beziehung gesetzt werden. Die stochiometrischen Koeflizienten, welche die Anzahl an Molekiilen
der einzelnen Stoffe a in der k-ten Reaktion angeben, sind hier mit u;,k bzw. I/;’k bezeichnet. Da
chemische Reaktionen sowohl vorwirts als auch riickwérts mit einer jeweiligen Produktions- bzw.
Abbaurate ablaufen kénnen, wird hier zwischen einer Vorwérts- resp. Riickwértsreaktionsrate unter-
schieden. Durch die Reaktionsraten wird fiir die jeweilige Reaktion implizit ein chemisches Zeitmafs
eingefithrt /63]/. Das Zeitmaf kann durch eine Eigenwertanalyse (vgl. /[73|/, /[74)/) berechnet werden.
Unter Beriicksichtigung aller an der Reaktion k teilnehmenden Spezies lassen sich die Reaktionsraten
r (f forward, b backward) nach

"
Va,k'

Ya Yok Ya
TEE = kf,k H ({])\4) und Tk = kb,k H (?\4) (54)

bestimmen. Hier bezeichnen ks und £y ; die Geschwindigkeitskoeffizienten der k-ten Reaktion. M,
stellt das Molekulargewicht der Spezies v dar. Durch Summation tiber alle im Reaktionsmechanismus
enthaltenen Elementarreaktionen kann der chemische Quellterm der Spezies «, der in die Speziestrans-
portgleichung eingeht, bestimmt werden.

OF = Mo Y (Vo = Vo) ("rk = Tok) (5.5)
k

Fiir die Berechnung der Reaktionsraten werden die Geschwindigkeitskoeffizienten ky bzw. k; beno-
tigt. Die Herleitung von ky, ausgehend von der Stofitheorie fiir Molekiile, findet sich bei Turns /70)/,
jedoch wird im Allgemeinen ein Arrhenius-Ansatz verwendet, um den Geschwindigkeitskoeffizi-
enten zu berechnen [/70/, /[74/].

ks(T) = BT" - exp <_ Ria ) (5.6)

B wird als praexponentieller Faktor bezeichnet, der leicht von der Temperatur abhéngig ist, was durch
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den Faktor T™ ausgedriickt werden soll. E, ist die Aktivierungsenergie und R,, die universelle Gaskon-
stante. Mit Hilfe von lasst sich auch die starke Temperaturabhéngigkeit chemischer Reaktionen
erklaren. In /73)/ sind fiir viele Elementarreaktionen aus dem Hy — CO — Cy — Cy — Oz-System die
Faktoren zur Bestimmung des Geschwindigkeitskoeffizienten angegeben.

Der chemische Quellterm, der in der Erhaltungsgleichung fiir die Energie (Gleichung (3.10)) auftritt,

kann nun wie folgt geschrieben werden:

Q% =D (rrn = 150) D (Vak — Vo) (AR)a. (5.7)

k a

Es ist hierin (Ah?c)a die Standardbildungsenthalpie der Spezies a.

5.2 Strategien zur Modellierung von Ziindvorgangen

Da die Ziindungsmodellierung zu einem zentralen Punkt bei der rechentechnischen Erfassung einer
VE zihlt, soll an dieser Stelle ein Uberblick iiber mogliche Strategien gegeben werden. Zum Schluss
der Gegentiberstellung erfolgt ein Vorschlag, welche Strategie am vielversprechendsten erscheint. Eine

ausfiihrliche Ubersicht gibt /9/ wieder, auf die sich die folgende Darstellung stiitzen soll.

1. Detaillierter Reaktionsmechanismus: Im Abschnitt konnte aufgezeigt werden, dass
der Ziindprozess langkettiger Kohlenwasserstoffe nur durch die detaillierte Darstellung der kom-
plexen chemischen Vorgédnge abbildbar ist. Detaillierte chemische Reaktionsmechanismen fiir
hohere Kohlenwasserstoffe enthalten mehrere hundert bzw. tausend Elementarreaktionen und
mehrere hundert Spezies. So setzt sich z.B. ein Reaktionsmechanismus zur Beschreibung der Me-
thanverbrennung bereits aus 53 Spezies und 325 Reaktionen zusammen /66)/. Ein grofer Vorteil
von detaillierten Reaktionsmechanismen ist deren Giiltigkeit iiber einen grofen Zustandsraum,
d.h. sie decken einen grofen Druck- und Temperaturbereich ab. Nachteilig wirkt sich dahingegen
deren Anwendung auf die Rechenperformance aus, denn fiir alle im Mechanismus enthaltenen

Spezies wird eine eigene Speziesmassenbilanzgleichung (Vgl. dazu Gleichung (3.6))) gelost.

2. Reduzierte Kinetik: Im obigen Punkt ist gesagt worden, dass detaillierte Kinetiken einen
hohen Rechenaufwand bedeuten. Zur Umgehung dieses Umstandes konnen reduzierte Kineti-
ken zum Einsatz kommen. Eine Moglichkeit besteht nun darin, unter Annahme von partiellem
Gleichgewicht und Quasistationaritéit den vollstdndigen Mechanismus so zu reduzieren, dass die-
ser fiir die 3D-Simulation anwendbar ist. Mit Hilfe homogener Reaktorberechnungen werden die
signifikanten Reaktionsschritte identifiziert. Hierfiir steht eine Reihe von Programmen zur Verfii-
gung. In 73/ und /74)/ sind fiir die Annahme partiellen Gleichgewichts und Quasistationaritét
jeweils ein Beispiel gezeigt. Das Problem dieses Ansatzes liegt darin, dass fiir die Spezies, fiir
die eine Quasistationaritdtsannahme getroffen wurde, ein aufwéndig gestaltetes algebraisches
Gleichungssystem gelost werden muss /9/, was sich wiederum nachteilig auf die Performance

der Simulation auswirkt.

3. Globalkinetiken: Im Gegensatz zu den eben besprochenen reduzierten Kinetiken lassen sich die

Reaktionsraten bei Verwendung einer Globalkinetik dhnlich wie bei Elementarreaktionen anhand
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eines einfachen Arrhenius-Ansatzes bestimmen. Das Losen aufwendiger Gleichungssysteme fiir
die nicht tiber Differentialgleichungen zu bestimmenden Spezieskonzentrationen, fiir die ein Qua-
sistationaritdtsansatz gewahlt wurde, entfillt. Globalkinetiken kénnen {iber Quasistationaritéts-
oder partiellen Gleichgewichtsannahmen aber auch intuitiv gefunden werden. Im Gegensatz zu
detaillierten Mechanismen, die fiir einen grofen Bereich der Einflussgréfien gelten, ist bei Glo-
balkinetiken darauf zu achten, dass die Reaktionsraten in diesem Bereich ebenfalls zuverléssig
bestimmt werden kénnen. Die in das Geschwindigkeit-Zeitgesetz eingehenden Exponenten (Glei-
chung ) stehen nicht mehr im Zusammenhang mit den stochiometrischen Koeffizienten und
kénnen daher so gewihlt werden, dass eine gute Ubereinstimmung mit den Ergebnissen des

detaillierten Mechanismus vorliegt.

. Lineares Ziindfortschrittsmodell: Dieses Modell geht davon aus, dass Selbstziindung dann

auftritt, wenn sich
t=trnd

1=

— (5.8)
t=0
einstellt. Die Zeit t;,4 nach der sich ein beliebiges Gemisch selbst entziindet, wird durch Inte-
gration der zu einem Momentanzustand giiltigen Ziindverzugszeit 77,4 liber die Zeit t berechnet.
Dem Modell liegt dabei die Annahme zu Grunde, dass der Ziindfortschritt linear mit der Zeit
ansteigt, d. h. die Reaktionsrate ist wihrend der Induktionszeit nur von &dufseren Parametern
wie z. B. vom Druck und von der Temperatur abhéngig und nicht vom Ziindfortschritt selbst.
Die momentanen Ziindverzugszeiten kénnen anhand von Reaktorsimulationen in Abhéngigkeit
der Einflussparameter oder iiber Korrelationen berechnet werden. Anschliefend werden diese
tabelliert, so dass die Berechnung des Stromungsfeldes von der Chemie entkoppelt wird. Trotz
der Verwendung eines detaillierten Mechanismus kann die CFD-Simulation ohne grofsen Verlust

an Performance durchgefiihrt werden.

. Indikatorspezies: In Correa /I7/ wird zur Reprisentation des Radikalpools der CO-Massen-

bruch genutzt. CO ist dadurch gekennzeichnet, dass es wihrend der Induktionsphase in nur gerin-
ger Konzentration vorliegt, es aber zu einem steilen Anstieg kommt, sobald das explosionsfihige
Gemisch ziindet. Mit Hilfe von 0D-Reaktorsimulationen lasst sich die CO-Bildungsrate in Ab-
héangigkeit der Grofen Druck, Temperatur, Mischungsbruch und CO-Konzentration bestimmen.
Die Werte kénnen in eine Tabelle zusammengefasst und somit fiir die CFD-Simulation bereitge-
stellt werden. Die Chemie-Turbulenz-Interaktion wird mit Hilfe eines PDF-Ansatzes (Abschnitt
berticksichtigt, wobei die Faltung der Reaktionsrate iiber die PDF des Mischungsbruches,
der Temperatur und des CO-Massenbruches geschieht. Fiir die Bildung der Verbundwahrschein-
lichkeit (JPDF) wird statistische Unabhéngigkeit zwischen den einzelnen Variablen angenom-
men, so dass sich die JPDF als Produkt der einzelnen PDFs schreiben lidsst. Uberschreitet der
CO-Massenbruch einen bestimmten Wert, findet die Ziindung statt.

Im Anschluss an die Ziindung folgt die Warmefreisetzungsphase. In dieser Phase wird in /17)/
die ILDM-Methode (Intrinsic Low Dimension-Manifold) zur Bestimmung der Reaktionsraten
genutzt. Mit der ILDM kann der chemische Reaktionsmechanismus anhand weniger Reaktions-

fortschrittsvariablen beschrieben werden. Im Fall von /I7/ wird hierfiir der CO2-Massenbruch
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genutzt. Mittels PDF-Ansatz kann die ILDM-Methode auf turbulente Stréomungen angewendet
werden. Dabei erfolgt eine Faltung des momentanen chemischen Quellterms iiber die PDF, so

dass dadurch der mittlere Quellterm resultiert.

Bei der Betrachtung der einzelnen Ansétze wird bereits auf die Vor- und Nachteile eingegangen.
Der vierte Ansatz beriicksichtigt dabei keine Vermischung der Reaktanden wéhrend der Induktionszeit
und erscheint fiir den hier zu untersuchenden Anwendungsfall fiir ungeeignet. Beim fiinften Ansatz ist
die Bildung der Verbundwahrscheinlichkeit unter Annahme statistischer Unabhéngigkeit mit Fehlern
behaftet, die zu einer ungeniigenden Vorhersage der Selbstziindung fithren kann.

Die Verwendung detaillierter Reaktionskinetiken erscheint dabei am Besten geeignet, um die kom-
plexen Vorgénge bei der Selbstziindung von Kraftstoff-Luft-Gemischen zu beschreiben. Jedoch resul-
tieren aus der Anwendung detaillierter Reaktionskinetik hohe Anforderungen an die Rechenleistung
und den Speicherbedarf. Diese kénnen durch gezielte Optimierung des Reaktionsmechanismus an die
Untersuchungsbedingungen und den Verwendungszweck reduziert werden.

In dieser Arbeit wird der Mechanismus von Ahmed et al. /Il/ verwendet. Dieser beschreibt die kom-
plexen thermodynamisch-chemischen Vorgéinge bei der Verbrennung von iso-Oktan/n-Heptan-Luft-
Gemischen iiber einen grofen Bereich von Anfangsbedingungen (Druck, Temperatur, Luftverhaltnis,
Oktanzahl). Bei der Reduzierung wird von Beginn an der Fokus auf die chemischen Prozesse im
Niedertemperaturbereich gelegt. Als Kriterium gilt die Ubereinstimmung zwischen detaillierten und
reduzierten Mechanismus im zeitlichen Auftreten des Selbstziindereignisses. Das Ergebnis des Redu-
zierungsprozesses ist ein Reaktionsmechanismus, der aus 176 Spezies und 280 Reaktionen besteht
I8/

Nachdem die Vorgehensweise zur Selbstziindungsmodellierung gezeigt wurde, soll anschlieffend dar-
gelegt werden, wie die chemischen Prozesse mit der turbulenten Strémung vereinbart werden kénnen.
Vom Grundproblem der Chemie-Turbulenz-Interaktion und dem in dieser Arbeit gewdhltem Losungs-
ansatz handelt der ndchste Abschnitt.

5.3 Beschreibung der Chemie-Turbulenz-Interaktion

Turbulente Stromungen sind durch starke Fluktuationen der Spezieskonzentrationen, der Geschwin-
digkeit und der Temperatur gekennzeichnet. Zur Behandlung solcher Stromungen haben sich statis-
tische Ansétze bewihrt. Diese sind Gegenstand des Abschnittes [3:3] Ergebnis dieser Methoden sind
die favre-gemittelten Erhaltungsgleichungen fiir die Gesamtmasse, die Komponentenmasse, den Im-
puls und die Energie, dokumentiert durch das Gleichungssystem bis . Zur Losung dieser
Gleichungen werden mittlere chemische Reaktionsraten und mittlere chemische Quellterme benétigt,
die auf verschiedene Weise ermittelt werden kdnnen.

Im Allgemeinen ist die Reaktionsrate von den Grofen Temperatur, Druck und den Spezieskonzen-
trationen abhéngig, die in einen Zustandsraumvektor ® = (p, T, Y1, ..., Yy) zusammengefasst werden

kénnen. Auf Grund der starken Nichtlinearitit zwischen dem chemischen Quellterm und den Gréfien

in @, s. die Gleichungen (5.4) und (5.6)), gilt

Qa(®) # 2 (®), (5.9)
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d. h. der mittlere chemische Quellterm Q, (®), basierend auf den Momentanwerten des Zustandsvek-
tors, ist nicht gleich dem mittleren Quellterm, basierend auf den mittleren Gréfen von ®. Trotz dieser
Erkenntnis wird in einigen Anwendungen die Berechnung des mittleren Quellterms anhand der Mittel-
werte der Grofen aus dem Zustandsraum @ vorgenommen, was zu grofen Fehlern in den Ergebnissen
fithren kann /17 .

Da die Fluktuationen der Grofen aus dem Zustandsraumvektor nicht Teil der Losung der favre-
gemittelten Bilanzgleichungen sind, miissen diese mit geeigneten Modellen beschrieben werden /9)/.
Eine Moglichkeit besteht in der Faltung des instantanen chemischen Quellterms, beruhend auf den
mittleren Werten, iiber eine Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (engl. Probably Density Function
PDF) der turbulenten Schwankungen. Beruht die PDF auf mehreren abhingigen Variablen, wird
sie Verbundwahrscheinlichkeitsdichtefunktion oder joint-PDF (JPDF) genannt. Die Bestimmung der
joint-PDF stellt sich jedoch als schwierig dar und ist das eigentliche Problem bei der statistischen
Beschreibung /63)/. Prinzipiell kann die JPDF {iber das Losen einer Transportgleichung bestimmt
werden, wobei hier wiederum ungeschlossene Terme auftreten und ein hoher Rechenaufwand resul-
tieren. Weiterhin kann a priori ein Formverlauf fiir die einzelnen PDF’s angenommen werden, wobei
h&ufig statistische Unabhéngigkeit zwischen den Variablen angenommen wird, so dass sich die JPDF
aus dem Produkt der Einzel-PDF’s ergibt. Weitere Nachteile dieses Ansatzes sind zum einen ihr grofer
Rechenaufwand /I7)/ und die schwierige Anwendung detaillierter Reaktionskinetik /35)/.

Eine weitere Kategorie von Modellen postuliert grundlegende Annahmen (Flamelet-Ansatz) oder
beruht auf empirischen Ansétzen zur Beschreibung der Chemie-Turbulenz-Interaktion. Das Flamelet-
Konzept basiert auf der Annahme, dass sich die turbulente Flamme, in der die chemische Reaktion
ablauft, als Ensemble von kleinen, sehr diinnen Flimmchen zusammensetzt (Reaktionszone) [/56)/,
/74)/]. Da die Flamelets kleiner als die turbulenten Wirbel sind, werden sie, trotz dass sie in eine tur-
bulente Stromung eingebettet sind, als laminare Flamme interpretiert und behandelt [/60)/, /56)/]. Die
Beschreibung der Reaktionszone geschieht iiber das Losen einer Transportgleichung passiver Skalare
(z.B. Mischungsbruch fiir nicht-vorgemischte Systeme), wobei in deren Bilanzgleichung keine Quell-
terme auf Grund chemischer Reaktionen auftreten. Dies macht ihre Behandlung mit statistischen
Methoden einfacher. Mittels der Flamelet-Gleichung kénnen die reaktiven Skalare wie z.B. die Mas-
senbriiche der beteiligten Spezies als Funktion des passiven Skalars berechnet werden.

Zu den auf empirischen Ansétzen basierenden Modellen gehoren das Eddy-Breakup-Modell und das
Eddy-Dissipation-Concept nach Magnussen und Hjertager [/41l/, /44)/]. Diese Modelle sind urspriing-
lich fiir unendlich schnelle Chemie hergeleitet worden, da sie chemische Kinetik nicht beriicksichtigen
und auf einer Bruttogleichung beruhen [/56)/, /60/, /74/]. D. h., sobald Kraftstoff und Oxidations-
mittel aufeinandertreffen, findet ein chemischer Umsatz statt (mixed=burnt). Sie kénnen auch auf
chemisch kontrollierte Prozesse angewendet werden [/42l/, /43//].

Das in dieser Arbeit verwendete PaSR-Modell ist eine Erweiterung des Eddy-Dissipation-Modells
49/, welches auf Magnussen und Hjertager zuriickgeht /44)/. Es wurde auf den Bereich der endlich
schnellen Chemie unter Beriicksichtigung detaillierter Kinetiken ausgeweitet. Die Grundidee und die
Berechnung des mittleren chemischen Quellterm auf Grundlage des PaSR-Modells sind Gegenstand
des nachfolgenden Abschnitts [5.3.1
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5.3.1 Konzept des Partially-Stirred-Reactor Modells

Turbulente Stromungen bei geniigend groffen Re-Zahlen weisen ein grofses Spektrum an Wirbeln un-
terschiedlicher Skalen auf. An den Grenzflachen zwischen den Wirbeln werden Zug- und Schubspan-
nungen iibertragen, was wiederum Grundlage des Energiekaskaden-Prozesses ist. Eine weitere Folge
dieser iibertragenen Spannungen ist die Vergréferung von Konzentrationsunterschieden, die wiederum
die molekulare Diffusion erhéhen und die Grundlage fiir die Durchmischung von Kraftstoff und Oxi-
dationsmittel sind [/43)/, /56/]. Der Prozess des turbulenten Mischens findet dabei auf den kleinsten
Skalen statt /2I)/, den sogenannten Feinstrukturen. Diese Feinstrukturen bilden den Reaktionsraum

und sind durch folgende Merkmale charakterisiert:

e sie nehmen nur einen geringen Anteil des Fluidvolumens ein,
e in ihnen finden die dissipativen Prozesse statt,

e ihre charakteristischen Abmafe sind im Bereich der Kolmogorov-Linge oder kleiner /43

Die Grundidee des Partially-Stirred-Reactor Konzepts ist es, eine Gitterzelle als in zwei Bereiche
aufgespalten anzusehen, vgl. Abbildung[5.1} Hierbei stellt der grau schraffierte Bereich den reagieren-
den Anteil der Zelle auf dem Level der Feinstrukturen dar (Konzentratiorﬂ ¢), wihrend im restlichen
Teil der Zelle keinerlei chemische Reaktionen ablaufen [/35)/, /43/, /49)/]. Die Konzentrationen ¢y und
c1 sind die zeit-gemittelten Konzentrationen, die in die Zelle ein- bzw. austreten. Als Annahme fir
die Reaktionszone gilt, dass sie wie ein perfekt gemischter Reaktor betrachtet wird. Dies hat zur Fol-
ge, dass Fluktuationen der Zustandsgréfen vernachlissigt werden und somit der laminare chemische

Quellterm anhand des detaillierten Reaktionsmechanismus berechnet werden kann.

Abbildung 5.1: Grundidee des PaSR-Modells

Die Zusammensetzung im nicht schraffierten Gebiet dndert sich durch Massenaustausch mit der

Reaktionszone. Dies kann aus Abbildung [5.1] abgeleitet und in folgende Gleichung
= Kk'c+ (1=K (5.10)

iibertragen werden. Hierbei ist x* der Massenanteil des Reaktionsraums an der Zellmasse. Gleichung
(5.10) lasst sich auch grafisch darstellen, wie in Abbildung zu sehen ist. Im ersten Schritt (T)
werden iiber chemische Reaktionen die Konzentrationen im Reaktionsraum gedndert. Hierbei liegt

im Reaktionsraum dieselbe Anfangskonzentration c¢o vor. Im Anschluss (II) erfolgt die turbulente

IWenn in diesem Zusammenhang von Konzentration gesprochen wird, ist damit die Gesamtheit der Konzentrationen
aller an den Reaktionen teilnehmenden Spezies gemeint.
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Durchmischung der Konzentrationen aus dem reagierenden und nicht reagierenden Bereich der Zelle.

Den zwei Teilprozessen kénnen unterschiedliche Zeitskalen zugeordnet werden:

e da ¢y und c¢; die Konzentration zu Beginn bzw. zum Ende des Prozesses sind, ist die Zeitspanne
dazwischen der Zeitschritt des Gesamtvorgangs 7,

e die Zeit zwischen ¢ und c¢; ist ein charakteristisches Zeitmaf fiir die Turbulenz.

Konzentration

mix

Zeit

Abbildung 5.2: Aufteilung des Prozesses in Reaktions- und Mischungsschritt

Aus Abbildung [5.2] konnen Relationen zwischen den Konzentrationen und den charakteristischen

Zeitskalen aufgestellt werden. Es folgt daraus

C1 — Cp cC—C “C
= = Q C 5.11
e (0] (5.11)
was wiederum zu einem Ausdruck fir c¢;
= kc+(1—kK") mit K" = - (5.12)
T+ Tmix

fiihrt. Das Problem ist nun, dass die Konzentration ¢ und auch der chemische Quellterm Q€ (¢) Infor-

mationen aus den Feinstrukturen sind, die nicht bekannt sind. Die Aufgabe besteht nun also darin,

die unaufgelosten Informationen des Feinstrukturbereichs durch aufgeloste Grofen zu ersetzen.
Hierzu fiihrt Nordin /49)/ eine Reihe von mathematischen Umformungen durch, die an dieser Stelle

nicht wiederholt werden soll. Das Ergebnis der Argumentationskette ist

Qc(c) = kQe(er). (5.13)
mit
Tc
= — 5.14
" Te + Tmix ( )

In Gleichung (5.14]) stellt x das Verhéltnis aus chemischer Zeitskala 7. und 7,,;, dar. Die chemi-
sche Zeitskala wird mittels Speziesreferenztechnik bestimmt /49)/. Dabei beschréankt die Spezies einer
chemischen Reaktion, die Gefahr lduft bei zu grofem Zeitschritt negativ zu werden, den Zeitintegra-

tionsschritt. Solch eine Spezies liegt in der geringsten Konzentration vor und wird obendrein noch in
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der Reaktion verbraucht. Der komplementére Reaktionspartner der Referenzspezies liegt demnach in
einer hoheren Konzentration vor und wird nach [/12)/, /49)/] zur Bestimmung der chemischen Zeitskala

verwendet )

Ky Cmax
Hierin ist k¢ der Geschwindigkeitskoeffizient der Hinreaktion (s. Abschnitt und ¢4, die maximale
Konzentration der an der Reaktion beteiligten Spezies.

Gleichung ist eine Korrelation, die den chemischen Quellterm, beruhend auf Feinstruktu-

rinformation, zuriickfithrt auf die Grofen im Zustandspunkt 1 und damit auf bekannte aufgelGste

(5.15)

Te

Informationen.
Als einzige Unbekannte verbleibt nun 7,,;, fiir die es mehrere Bestimmungsgleichungen gibt /35l/.

In OpenFOAM wird zur Bestimmung von 7,,,;, folgende Korrelation

Heff .
T, 1 Ciok mi ( )

angewendet, worin C,,;; eine Modellkonstante und peyrs die effektive Viskositét darstellt. In 39/
wird vom geringen Einfluss von C,,;, auf das Ergebnis berichtet. So ergibt sich ein verschwindender
Einfluss, solange Cy,; < 1 ist. Diese Arbeit folgt dem Vorschlag von Nordin /49)/ fiir die Festsetzung
von Ciz, geméls Gleichung .

Das in diesem Kapitel vorgestellte PaSR-Modell ermoglicht die Modellierung der Interaktion der
turbulenten Mischung und komplexer, chemischer Reaktionen. Hierbei werden detaillierte Chemie,
grofsskalige Entmischung sowie die turbulente Mischung beriicksichtigt. Die inhomogene Struktur der
Reaktionszone in den Feinstrukturen wird nicht betrachtet. So ist es moéglich den mittleren chemischen
Quellterm auf den laminaren Quellterm nach Gleichung zuriickzuflihren. Im Kapitel [§] auf
Seite [71| wird das PaSR-Modell verwendet, um das Vorentflammungsphdnomen mittels numerischer

Methoden zu untersuchen.

5.4 Zusammenfassung

Die Beschreibung chemischer Vorgénge, darunter auch der Selbstziindprozess, kann auf unterschiedli-
chen Detailebenen geschehen. Den hochsten Detaillierungsgrad besitzen dabei Elementarreaktionen.
Hierbei erscheint vor allem die detaillierte Reaktionskinetik als sehr geeignet, um den Selbstziindpro-
zess zu betrachten. Der Nachteil dieser Methode ist die hohe Anforderung an die Rechenkapazitéten,
denn detaillierte Reaktionsmechanismen fiir die Verbrennung von héheren Kohlenwasserstoffen beste-
hen aus einer grofien Anzahl an Spezies und Elementarreaktionen. Fiir alle Spezies muss in der CFD
eine eigene Erhaltungsgleichung gelost werden. Aufterdem sind grofte chemische Mechanismen zumeist
sehr steif. Auf den gewiinschten Einsatzbereich (z.B. Druck und Temperatur) optimierte Reaktions-
mechanismen bieten den Vorteil eines hohen Modellierungsgrads in Verbindung mit einem geringeren
Rechenaufwand.

In den Erhaltungsgleichungen fiir den Speziesmassenbruch und die Energie treten Quellterme auf,
die auf die Beriicksichtigung chemischer Reaktionen zuriickgefiihrt werden kénnen. Um diese zu be-

rechnen, ist ein Verbrennungsmodell notwendig. Hierbei wird die Modellierung der ablaufenden Prozes-
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se dadurch erschwert, dass die chemischen Prozesse in einer turbulenten Strémung ablaufen. Genauer
gesagt liegt die Schwierigkeit darin, dass der chemische Quellterm der Speziesmassenbilanz, auf Basis
der momentanen Stromungsgrofen, ungleich dem chemischen Quellterm ist, der auf den mittleren
Zustandsgrofsen beruht. Um diesem Problem entgegen zu treten, liegen in der Literatur Modelle zur
Beschreibung der Chemie-Turbulenz-Interaktion vor.

Fiir die vorliegende Arbeit wird das PaSR-Modell zur Modellierung der Chemie-Turbulenz-Inter-
aktion verwendet. Hiermit kdnnen detaillierte Reaktionsmechanismen, groftskalige Mischungsvorgénge
sowie turbulente Mischung abgebildet werden. Das Ergebnis des Modells liegt in der Bestimmung des
mittleren chemischen Quellterms aus dem laminaren Quellterm multipliziert mit einem Zeitskalenver-

héltnis, in das die chemische und turbulente Mischungszeitskala eingehen.
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6 Gittererstellung, Anfangs- und
Randbedingungen

Da fiir die Bilanzgleichungen aus Abschnitt nur in wenigen Ausnahmeféllen analytische Losun-
gen vorliegen, miissen diese mit Hilfe numerischer Methode berechnet werden. Um dies erreichen zu
konnen, erfolgt eine rdumliche Diskretisierung der Volumen- und Oberflachenintegrale aus Gleichung
Ausgehend von einer realen Motorgeometrie wird ein Rechengitter erstellt, das aus einer endli-
chen Anzahl von Teilvolumen besteht. Da die Geometrien heutiger realer Motoren sehr komplex sind,
ist die Verwendung geeigneter Vernetzungsstrategien von Noten, so dass als Resultat ein Gitter mit
entsprechender Qualitét vorliegt.

Die Betrachtung der Simulation beschréinkt sich dabei auf die Abbildung der Prozesse eines Zylin-
ders, so dass als Grundlage fiir das numerische Gitter ein Zylinder eines 1,4 1 TSI Vierzylindermotors
von VW verwendet wird. Die geometrischen Daten werden dem Autor als CAD-Datei vom Projekt-
partner zur Verfiigung gestellt.

Der Abschnitt gibt eine kurze Ubersicht iiber die angewendete Strategie zur Vernetzung und das
dabei verwendete Programm. Im nachfolgenden Abschnitt erfolgt die Darstellung der Anfangs-
und Randbedingungen fiir die 3D-CFD-Simulation. Das Kapitel schlieftt mit dem Abschnitt in
dem der Ablauf einer typischen Motorsimulation kurz erlautert werden soll.

6.1 Numerische Rechengitter fiir reale Motorgeometrien

OpenFOAM bietet fiir die Gittererstellung zwei unterschiedliche Anwendungen an. Zum einen kann
der Anwender zur Erstellung eines blockstrukturierten Gitters blockMesh verwenden, wobei die Raum-
koordinaten der Eckpunkte aller Blocke anzugeben sind. Gerade bei sehr komplexen Geometrien ist
die Verwendung von blockMesh jedoch enorm schwierig, weshalb dieses Programm hauptséchlich bei
einfacheren Fillen Anwendung findet.

Eine weitere, neuartige Vernetzungsmethode stellt snappyHexMesh dar. Darin wird die Kontur
der Geometrie automatisch iiber Hexaeder und Prismenschichten approximiert. Hierbei ist der Grad
der Automatisierung sehr hoch. Gerade fiir komplizierte Geometrien bedeutet dies eine erhebliche
Zeiteinsparung. Zum Beginn der Arbeit war snappyHexMesh noch nicht verfiigbar, weshalb dessen
Anwendung nicht in Frage kam. Fiir zukiinftige Gitter konnte dieses Programm eine Alternative zur
herkdmmlichen Vorgehensweise darstellen.

Auf Grund der eingeschrankten Anwendbarkeit von OpenFOAM fiir die Gittererstellung komplexer
Geometrien, wie sie beim realen Ottomotor vorliegen, fillt die Wahl auf das kommerzielle Programm
ANSYS ICEM CFD. Dieses Programm gestattet dem Anwender die Wahl zwischen zwei unterschied-

lichen Vernetzungsstrategien:
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e Automatische Vernetzung: Die Geometrie wird durch Tetraeder approximiert. Dabei muss der
Anwender die GroRe der Gitterzellen explizit vorgeben. Uber eine Reihe von Funktionen kann
die rdumliche Diskretisierung von Kurven, Fliachen und ausgewahlten Volumina explizit verandert
werden. Die wandnahe Grenzschicht wird bei dieser Methode iiber separat eingefithrte Prismen-
schichten abgebildet. Ein grofter Vorteil dieser Methode liegt in der automatischen Vernetzung,
so dass keine Blockstruktur entwickelt werden muss. Der Nachteil dieser Methode ist die erhéhte
Anzahl an benétigten Gitterzellen im Vergleich zum blockstrukturierten Ansatz sowie die geringen
Eingriffsmoglichkeiten auf den Generierungsprozess.

e Blockstrukturierte Vernetzung: Dieser semi-automatische Ansatz beruht auf der Unterteilung der
Geometrie in diskrete Blocke. Hierbei wird die geeignete Aufteilung der Blocke durch die Kom-
plexitdt der Geometrie bestimmt. Neben der Blockaufteilung hat der Benutzer Einfluss auf die
Knotenverteilung entlang der Blockkanten und damit auf die Anzahl der endlichen Hexaeder, die
in der Summe das numerische Rechengitter bilden. Der Vorteil dieses Ansatzes ist die deutlich
reduzierte Anzahl an Gitterzellen im Vergleich zur Tetraeder-Vernetzung. Nachteilig wirkt sich bei
dieser Methode die Zeit fiir die Erstellung einer geeigneten Blockstruktur aus, wobei die Erfahrung

des Anwenders von entscheidender Bedeutung ist.

Auf Grund der eben genannten Fakten fallt die Entscheidung auf ANSYS ICEM CFD Hexa fiir die
Gittergenerierung sowie die Anwendung des blockstrukturierten Ansatzes fiir die rdumliche Diskreti-

sierung der untersuchten Geometrie.

6.1.1 Allgemeine Herangehensweise

Grundlage fiir jeden Gittergenerierungsprozess ist eine vorliegende CAD-Datei oder die Kenntnis der
geometrischen Verhéltnisse des jeweiligen Versuchstréger. In dieser Arbeit liegen die geometrischen
Details in einer CAD-Datei vor. Sie stellt die geometrischen Daten eines Zylinders eines 1,4 1 TSI
Vierzylinder-Ottomotors mit vier Ventilen pro Zylinder und einer variablen Ladungsbewegungsklappe
(LBK) bereit.

Ausgangspunkt fiir den Gittergenerierungsprozess ist die Aufbereitung der CAD-Daten. Hierfiir
muss zunéchst die Geometrie iiber ein Interface in ICEM CFD Hexa importiert werden, so dass die
geometrischen Daten dem Programm zur Verfligung stehen. Der erste Schritt zur Aufbereitung der
Geometrie ist die Bereinigung etwaiger Locher in der Geometrie. Hierfiir bietet ICEM CFD spezielle
Funktionen an.

Nachdem die Geometrie von Fehlern bereinigt ist, folgt die eigentliche Erarbeitung der Blockstruk-
tur. Ein Block besteht dabei aus acht Knotenpunkten, 12 Kanten und sechs Seitenflichen. Hierbei
kénnen Knotenpunkte auf geometrische Punkte, Kurven und Oberflichen, Blockkanten auf Kurven
oder Oberflachen und Seitenflachen der Blocke auf Oberflaichen der Geometrie assoziiert werden. Somit

wird eine sehr gute Anndherung der Geometrie durch das numerische Gitter erzielt.

6.1.2 Generierung der Blockstruktur mit ANSYS ICEM CFD

Auf Grund der komplexen Geometrie moderner Zylinder stellt die Vernetzung derselben den An-
wender vor eine grofe Herausforderung. Hierbei bietet es sich an, die Zylindergeometrie in kleinere

Einheiten aufzuteilen, um somit einfachere Blockstrukturen entwickeln zu kénnen. Die Abbildung[6.1]
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zeigt einen Schnitt in der x-z-Ebene bei y = —0,017 m. Hierin ldsst sich anhand der gestrichelten
Linien die rdumliche Unterteilung der Geometrie erkennen. Das Resultat des Trennprozesses sind drei

eigenstandige Regionen:

e Einlasskanal,
e FEinlassseite und

o Auslassseite.

Nachdem die Auslassventile geschlossen sind, findet der Auslasskanal keine Beriicksichtigung mehr
in der betrachteten Geometrie. Auf dhnliche Weise wird bei Einlass schliefst verfahren. Ab diesem

Zeitpunkt liegen die Vorgénge innerhalb des Einlasskanals aufterhalb des Betrachtungsrahmens.

Einlasskanal

Auslassseite

Abbildung 6.1: Aufteilung der komplexen Zylindergeometrie in einzelne Abschnitte

Mit Hilfe der Aufspaltung, entlang der y-z-Ebene bei = 0 (Abbildung , ist es moglich, die
Bewegung der Ventile und somit auch die Verzerrung des Gitters voneinander zu entkoppeln. Die
weitere Auftrennung der Einlassseite am Ende der LBK ergibt sich aus dem Umstand, dass damit auf
dieser Seite keine gegenléufigen O-Grids entstehen und somit ungiinstige Gitterverhéltnisse vermieden
werde kdnnen.

Aufbauend auf den eben genannten Erkenntnissen kann nun eine geeignete Blockstruktur erarbeitet
werden. Hierfiir wird zunéchst ein Block iiber die gesamte Geometrie gelegt, Abbildung (a). Dieser
umspannende Block wird anschlieffend in mehrere kleinere Blocke aufgespalten. Hierbei ergibt sich die
Anzahl der Aufspaltungen anhand der geometrische Komplexitit. Uberfliissige Blocke, wie z.B. links
und rechts vom Zylinder, werden entfernt. Das Ergebnis des Trennprozesses in der x-z-Ebene zeigt
Abbildung (b), wobei die grauen Striche den Blockkanten entsprechen.

Auf dhnliche Weise wird in der x-y-Ebene verfahren, dabei wird sich nachfolgend auf die Darstellung
des Zylinder mit den vier Ventilen konzentriert. In Abbildung [6.3] ist auf der linken Seite die Auf-
trennung des initialen Blocks in immer feinere Strukturen zu erkennen. Mafsgebend fiir die Struktur
ist in diesem Fall das Vorhandensein der Ventile. Auf der rechten Seite von Abbildung lasst sich
die Untergliederung der Blockstruktur, hervorgerufen durch die Ventile und den Zylinderkopf, gut

erkennen.
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L. L.

(a) Gesamtblock (b) Detaillierte Blockaufteilung

Abbildung 6.2: Blockstruktur in der x-z-Ansicht
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(a) Blockstruktur in der Draufsicht (b) Blockstruktur im Ventilachs-

schnitt

Abbildung 6.3: Blockstruktur in der x-y-Ansicht und detaillierte Darstellung der Blockstruktur im Einlassventilschnitt

Nachdem die Blocke unterteilt wurden, miissen nun die einzelnen Blockelemente auf geometrische
Elemente bezogen werden. Hierfiir bietet es sich an, formgebende Kurven aus dem Schnitt zweier
Ebenen zu erstellen. Blockkanten kdnnen nun auf die Kurven oder auch Oberflichen projiziert werden.
Somit wird die Anpassung an krummlinige Bauteile erheblich verbessert.

Im nichsten Schritt erfolgt die Angabe der Knotenverteilung auf jeder Blockkante. Uber eine Un-
gleichverteilung der Knotenabstinde konnen kritische Bereiche, wie z.B. Wénde, besser angendhert
werden, ohne die Gesamtanzahl an Rechenzellen zu erhéhen. Danach erfolgt die Berechnung des Git-
ters, wobei anschlieffend die Qualitat desselbigen getestet werden sollte. Wahrend eine erste Priifung
auf optischem Wege erfolgen kann, bietet ICEM CFD Hexa weitere mathematisch-basierte Priifungs-
moglichkeiten an, um nicht konvexe Zellen oder Zellen mit negativen Volumen zu identifizieren. Die
Beseitigung dieser schlechten Zellen nimmt einen Grofsteil der Zeit fiir die Erstellung des Gitters in
Anspruch.

Das Ergebnis dieses iterativen Prozesses ist ein numerisches Rechengitter, das aus einer endlichen
Anzahl von Teilvolumen besteht und damit zur rdumlichen Diskretisierung verwendet werden kann.
Abbildung zeigt einen Ausschnitt der Ventilregion solch eines Gitters zum Startzeitpunkt der
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Motorsimulation. Die schwarzen Streifen entstehen aus sehr eng liegenden Zellkanten, so dass eine
Unterscheidung nicht mehr moglich ist. Es wurde wihrend der ganzen Simulation darauf geachtet
die Wandauflésung fein genug zu bewerkstelligen. Im Mittel liegt in der Domain eine Zellauflésung
von 1 mm vor. Goryntsev flihrt mit einer &hnlichen Zellauflésung Grobstruktursimulationen durch
27/, so dass davon ausgegangen werden kann, dass sie fiir RANS ebenfalls geniigt. So kommt das
Rechengitter im oberen bzw. unteren Totpunkt auf eine Zellanzahl von ca. 250.000 bzw. 740.000.

!
K
.’-
i

s

Abbildung 6.4: Ausschnitt von der Ventilregion des numerischen Rechengitters fiir die Motorsimulation

6.2 Anfangs- und Randbedingungen fiir die Motorsimulation

Da es sich bei der Losung der Bilanzgleichungen aus Abschnitt um ein Anfangs- und Randwert-
problem handelt, miissen zum Startzeitpunkt der Rechnung Initialwerte fiir die bilanzierten Zustands-
grofen vorgegeben werden. Neben diesen Anfangswerten erfordert eine erfolgreiche Berechnung die
Vorgabe der Grofen an den Randflachen der Rechendomain. Die folgenden beiden Abschnitte geben

eine Ubersicht iiber die angewendete Strategie zur Vorgabe der Anfangs- und Randbedingungen.

6.2.1 Anfangsbedingungen

Auf Grund fehlender experimenteller Daten iiber die rdumliche Verteilung der Zustandsgréfen im
Brennraum, Einlass- und Auslasskanal miissen zwangsweise andere Strategien zur Bestimmung der

Initialwerte angewendet werden. Hierfiir gibt es zwei grundsétzliche Herangehensweisen:

e Zum einen ist es moglich, die Anfangsbedingungen aus einer vorher durchgefithrten Berechnung
des gleichen Falls zu verwenden. Aus Stabilitétsgriinden ist dieser Ansatz der giinstigere, jedoch
ist der zeitliche Aufwand relativ grof.

e Fine weitere Moglichkeit besteht darin, den Beginn der Simulation so zu legen, dass keinerlei mar-
kante oder ausgeprégte Stromungsstrukturen zu erwarten sind. Im Ottomotor ist dies im Ausstofs-
takt sehr gut gegeben, denn hier liegt eine reine Auslassstromung vor. Des Weiteren kénnen hier
die betrachteten Groéfen gut vorhergesagt werden. Zudem wird empfohlen, der Simulation einen
gewissen Zeitraum zum Einschwingen zu geben, weshalb der Beginn deutlich vor dem LWOTT gelegt

werden sollte.
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In dieser Arbeit wird zur Bestimmung der Initialwerte fiir die 3D-CFD nach der zweiten Methode

verfahren.

6.2.2 Randbedingungen an festen Wanden und Einstromrandern

Fiir die erfolgreiche Durchfiihrung des Randwertproblems miissen an den Randflichen des Rechengit-
ters feste Werte oder Gradienten der Zustandsgrofien vorgegeben werden. Auf Grund der unsymme-
trischen Geometrie kénnen keine Symmetrie oder periodische Randbedingungen ausgenutzt werden,
so dass nur zwei Arten von Randflichen vorkommen: feste Wénde und Einstrémrénder.

Fiir viskose Fluide gilt an festen Wénden die Haftbedingung, so dass die Fluidgeschwindigkeit direkt
an der Wand der Wandgeschwindigkeit an sich entspricht. Bei wandgefiihrten Strémungen entsteht auf
Grund der Haftbedingung und der Viskositéit des Fluids eine diinne, wandnahe Grenzschicht, wobei
die Grenzschichtdicke fiir niederviskose Fluide gering ist /65l/. Die direkte Auflésung der Grenzschicht
wiirde relativ viele Gitterzellen bendtigen, so dass normalerweise Wandfunktionen zur Beschreibung
der Wandeffekte benutzt werden /[72)/. Hierfiir bietet OpenFOAM die Anwendung von automatischen
Wandfunktionen an, die in Verbindung mit dem k-w-SST-Modell eingesetzt werden. Bei Vorgabe einer
festen Temperatur an der Wand wird der Warmestrom von oder an die Wand berechnet, um daraus
den Wert fiir die Temperatur in der ersten Gitterzelle zu bestimmen. Fiir die Turbulenzvariablen und
den Druck wird der Gradient zur Wand zu null gesetzt.

Einstromréander bilden in der Motorsimulation der Ein- bzw. der Austrittsquerschnitt im Ein- sowie
im Auslasskanal. Fiir die Vorgabe der Grofen an diesem Randflachentyp werden Dirichlet oder Neu-
mann Randbedingungen eingesetzt. Auf Grund des instationdren Charakters der Motorsimulationen
stellen die Randbedingungen an den Einstromrandern Funktionen der Zeit dar.

Die Bestimmung der Dirichlet-RB fiir Temperatur und Geschwindigkeit am Ein- und Auslass beru-
hen auf 1D-Simulationen mit dem Programm GT-Power, wobei die Grundlage hierfiir der indizierte
Druck im Zylinder, welcher iiber mehrere Arbeitsspiele gemittelt ist, verwendet wurde. Auf Grund
fehlender experimenteller Daten erfolgt die Abschétzung der Turbulenzgrofien am Einlassrand mittels

dem Turbulenzgrad Tu fiir k£ nach
3. .
k= iTuu mit Tu = 5% (6.1)

und der Mischungslidnge [ fiir w nach

k
w = —\(/4 mit 1 = 0,07d),. (6.2)

ICy
Hierbei ist dj, der hydraulische Durchmesser des Einlassquerschnitts. Genauere Angaben zu den ein-
zelnen Grofen finden sich in den jeweiligen Abschnitten, in denen numerische Rechenergebnisse pra-

sentiert werden.

6.3 Zeitlicher Ablauf der Motorsimulation

An dieser Stelle erfolgt eine Ubersicht zum grundsétzlichen Ablauf numerischer Simulation von Mo-

torinnenprozessen. Die Besonderheit bei der Modellierung von Motorprozessen ist das Vorhandensein
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bewegter Bauteile, weshalb es zu Verzerrungen innerhalb des Gitters, vor allem in der Nidhe bewegter
Randflachen wie den Ventilen, kommt, die die Gitterqualitdt entscheidend beeinflussen. Deshalb ist
es {iblich, mehrere Gitter fiir ein komplettes Arbeitsspiel zu verwenden.

Die Geometrie fiir die einzelnen Rechengitter ergibt sich aus der Kolbenweg-Gleichung (s. [/23)/,
/31)/]) sowie den Ventilhubkurven fiir die Ein- bzw. Auslassventile. An dieser Stelle sei darauf hinge-
wiesen, dass topologische Anderungen der Gitterstruktur, d.h. Entfernen oder Hinzufiigen neuer Zell-
schichten, nicht Bestandteil der Gitterbewegung sind. Diese Mdglichkeiten bestehen in OpenFOAM
derzeit nur fiir vertikal gefithrte Ventile. Anderungen in der Topologie sind erst bei Erstellung des
neuen Gitter moglich. Dadurch kann die rdumliche Auflésung des Rechengitters an die individuellen
Bedingungen (z.B. unterschiedliche Ventilstellungen) eines jeden Rechenintervalls angepasst werden.
Dies ermoglicht dem Anwender ein hohes Maf an Flexibilitét.

Um eine Serie von Rechengitter entwickeln zu konnen, wird zunéchst ein Startgitter zu einem
bestimmtem Grad Kurbelwellenwinkel erstellt (Abbildung auf der linken Bildhélfte). Fiir die
bewegten Randflichen erfolgt die Festlegung der Verschiebung oder Verschiebungsgeschwindigkeit als
Randbedingung, so dass die Punktverschiebung durch die Anwendung bestimmt werden kann. Nach
jedem Zeitschritt wird die Qualitdt des Rechengitters gepriift, um etwaige Verschlechterungen friih
zu erkennen. Weist das Gitter zu viele nicht-konvexe oder schriage Zellen auﬂ wird fiir die erreichte
Kolbenstellung ein neues Gitter erstellt und dem Prozess neu zugefiihrt. Die Schleife wird solange
durchlaufen, bis der Endzeitpunkt erreicht ist. Zur Abdeckung des gesamten Ladungswechsels, des

Kompressions- und Teile des Arbeitstaktes, sind insgesamt mehr als 35 Einzelnetze notwendig.
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Abbildung 6.5: Schematischer Ablauf der Gittererstellungsprozedur (links) und der Motorsimulation (rechts)

In OpenFOAM wird hauptsichlich die Orthogonalitit und die Schrigheit als Qualitdtsmerkmal verwendet, wobei die
Grenzwerte bei 70 bzw. vier liegen



54 6.4 Zusammenfassung

Nachdem die Serie aus Einzelgittern erstellt ist, erfolgt im néchsten Schritt die eigentliche Simu-
lation der Motorinnenprozesse, s. Abbildung [6.5| (rechts). Als Ausgangspunkt wird wiederum das
Startgitter verwendet, fiir das die Rand- und Anfangsbedingungen aller betrachteten Zustandsgréfen
gesetzt werden. Anschliefend beginnt die globale Schleife mit dem Bewegen der Randflichen. Dann
werden die Untermodelle fiir Chemie und Spray gelost, woraus die Quellterme fiir die Bilanzgleichun-
gen aus Abschnitt resultieren. Zu diskreten Zeitpunkten der instationdren Rechnung werden die
berechneten Feldgrofien als ASCII-Dateien gespeichert, womit sie einer spéteren Auswertung zuging-
lich gemacht werden. Erreicht die Rechnung das Ende eines Gitters, wird der Wechsel auf das néchste
Zwischengitter vollzogen, wobei mittels Interpolation (Mapping) die Felder vom alten auf neue Gitter
ibertragen werden. Am Ende der Simulation steht dem Anwender ein Losungsvektor ¢ iiber der Zeit

fiir die weitere Auswertung zur Verfiigung.

Einspritzung <4 0

9 /\
= \ -~ -20
S e
s 6 =
> 4 -40 £
<
> o
7ot - -60

AV \Y Kolben
0 ] ] ] ] -80
255 LWOT 450 LWUT 630 ZOT
¢ in °KW

Abbildung 6.6: Zeitlicher Ablauf der Motorsimulation

Der physikalische Ablauf der Motorsimulation ist in Abbildung dargestellt. Hierin lasst sich er-
kennen, dass die Simulation zum Zeitpunkt des maximalen Auslassventilhubs gestartet wird. Dadurch
wird ein Einschwingen der Rechnung sichergestellt. Die Einspritzung des Kraftstoffes findet wiahrend
der Ladungswechselphase bei 440°KW n. ZOT E| statt.

Das Ende der Simulation wird bei 740°KW n. ZOT erreicht. Dies ergibt sich aus der Uberlegung,
dass im Rahmen des Projekts Selbstziindvorginge des Kraftstoff-Luft-Gemisches vor der eigentlichen
Ziindungseinleitung mittels Ziindkerze untersucht werden sollen. Somit stellt der Ziindzeitpunkt den
limitierenden Faktor fiir die Bestimmung des Rechenendes dar. Der Ziindwinkel fiir den untersuchten
Betriebspunkt liegt bei ca. 735°KW n. ZOT .

6.4 Zusammenfassung

Fiir die Generierung der numerischen Rechengitter, die in der Motorsimulation eingesetzt werden,

kommt das Programm ANSYS ICEM Hexa zur Anwendung, wobei ein blockstrukturierter Ansatz

2Die Angabe des Kurbelwellenwinkels bezieht sich auf den ZOT vom vorherigen Arbeitsspiel.



99 6.4 Zusammenfassung

verfolgt wird. Die Vernetzung komplexer Motorgeometrien bedarf der Entwicklung von Blockstruktu-
ren. Dabei kann es hilfreich sein, die Geometrie in mehrere separate Bereiche aufzutrennen, so dass
jeder Bereich einzeln vernetzt werden kann. Neben der Erarbeitung einer geeigneten Blockstruktur
stellt die Beseitigung fehlerhafter Zellen den Anwender vor grofe Herausforderungen.

Auf Grund von Verzerrungen wihrend der Gitterbewegung ist fiir die Berechnung eines Arbeitsspiels
eine Reihe von Einzelgittern notwendig. Hierbei wird die Verschiebung der Randflichen anhand der
Kolbenweg-Gleichung fiir den Kolben und den Ventilerhebungskurven fiir die Ein- bzw. Auslassventile
bestimmt. Fiir den in dieser Arbeit betrachteten Kurbelwellenwinkelbereich von 255-740°KW n. ZOT
sind insgesamt iiber 35 Einzelgitter notig.

Neben dem Gitter miissen fiir eine erfolgreiche Simulation Anfangs- und Randbedingungen vorge-
geben werden. Diese sind sehr stark von der experimentellen Zugénglichkeit des zu untersuchenden
Falls und der Strémungskonfiguration abhingig. Fiir die Motorsimulation wird der Startzeitpunkt so
gewahlt, das keine markanten Stromungsstrukturen auftreten und die zu bilanzierenden Grofen gut
bestimmbar sind. Dies ist ndherungsweise im Ausstolitakt gegeben. Randbedingungen sind an festen
Wiénden und Einstromrandern vorzugeben, wobei Dirichlet oder Neumann Bedingungen angewendet
werden. Genauere Angaben zu den AB und RB finden sich in den jeweiligen Abschnitten, in denen

Rechenergebnisse Bestandteil sind.
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7 Validierung

Das in den Kapiteln B} [4] und [5] vorgestellte numerische Modell zur Beschreibung der innermotorischen
Prozesse soll anhand ausgewahlter Testfélle validiert werden, um dessen Funktionalitdt nachzuweisen.
Auf Grund der schwierigen experimentellen Zugénglichkeit an einem Vollmotor wird in dieser Arbeit
die Strategie verfolgt, die présentierten Modelle getrennt voneinander zu validieren. Dabei bleibt
anzumerken, dass die Giite des Gesamtmodells nur so gut ist wie die Modellgiite des schlechtesten
Untermodells. Um eine Aussage iiber die Verlésslichkeit des Gesamtmodells in OpenFOAM treffen zu
koénnen, wird dieses unter den gleichen Rand- und Anfangsbedingungen mit dem 3D-CFD-Programm
VECTIS der Fa. Ricardo verifiziert.

Die Validierung des Partially-Stirred-Reactor-Modells zur Beschreibung der Chemie-Turbulenz-
Interaktion findet nicht im Zuge dieses Projekts statt. Dies hat der zeitliche Rahmen nicht herge-
geben. Aus der Literatur zum PaSR-Modell [/I6l/, /35l/, /49l/, /69)/] konnte die Eignung des Modells
zur Beschreibung von Ziindvorgéngen bereits nachgewiesen werden.

Abschnitt [7.1] befasst sich mit der erfolgreichen Validierung des Strémungsmodells. Hierzu liegen
experimentelle Daten aus einer Particle-Image-Velocimetry (PIV) Messung vor. Die {iberzeugende
Validierung des Spraymodells an Messdaten aus einer Druckkammermessung wird im Abschnitt
dargelegt. Im Abschnitt [7.3] erfolgt eine Darstellung des gelungenen Vergleichs zwischen OpenFOAM
und VECTIS, wobei hierin das Gesamtmodell zur Beschreibung des innermotorischen Prozesses die
Grundlage bildet. Dieser Vergleich gilt als Nachweis zur Eignung des Gesamtmodells in OpenFOAM

fiir eine erfolgreiche Motorsimulation.

7.1 Stromungsmodell

Die Validierung des Strémungsmodells anhand experimenteller Daten ist Gegenstand des nachfolgen-
den Abschnitts. Mit dem PIV-Verfahren ist es moglich, das zweidimensionale Geschwindigkeitsfeld von
stromenden Fluiden zu messen. Dem stromenden Fluid werden dazu kleine Partikel zugefiihrt, die der
Stromungsbewegung mdoglichst schlupfirei folgen sollten. Mittels Laserstrahl wird eine Messebene auf-
gespannt, um die darin stromenden Partikel zu beleuchten. Das gestreute Licht der Partikel wird dann
durch eine auf die Messebene um 90° verdrehte Kamera aufgenommen und digital verarbeitet. Aus
der Wegénderung zwischen zwei Bildaufnahmen kann auf die rdumliche Geschwindigkeitsverteilung
der Partikel in der beleuchteten Ebene geschlossen werden.

Im nachfolgenden Abschnitt sollen die Randbedingungen des Experiments préasentiert und die Fr-

gebnisse des Vergleichs mit der Simulation diskutiert werden.
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7.1.1 Testfallbeschreibung

Der hier untersuchte Testfall ist dem PIV-Experiment beim Projektpartner VW nachempfunden, s.
Abbildung Hierfiir wird eine Nachbildung der Ansaugstrecke, inklusive der Einlassventile und des
Zylinderkopfs angefertigt. Wahrend die Einlassventile bei einem Hub von 4 mm fixiert sind, finden
die Auslassventile keine Berticksichtigung im Experiment. Die LBK ist fiir den hier untersuchten
Fall offen gehalten, so dass der gesamte Einlasskanalquerschnitt durchstrémt wird. Die Partikelzufuhr
wird iiber einen Schlauch realisiert, der oberhalb des Einlassquerschnitts befestigt ist. Mittels eines
Absauggebldses wurde am Boden der transparenten Laufbuchse ein Unterdruck erzeugt, damit sich

eine Stromung durch die Konfiguration einstellen konnte.

Abbildung 7.1: Darstellung des PIV-Priifstands bei der VW AG

Die in Abbildung schematisch dargestellte Geometrie wird mittels ANSYS ICEM CFD bei
Vorlage einer CAD-Geometrie in ein Rechengitter iibertragen. Abbildung zeigt einerseits die ver-
wendeten Randflichen und andererseits das Ergebnis der Gittererstellung. Das abgebildete Gitter
setzt sich aus ca. 600.000 Gitterzellen zusammen. Bis auf den Ein- und Auslass sind alle anderen
Randflachen starre Wéande.

Uber den Einlassquerschnitt, Abbildung links, stromt die Luft aus dem umgebenden Raum
in den Versuchstriger hinein, wobei die Stromung durch den Einlasskanal zu den Ventilen gefiihrt
wird. An den Einlassventilen erfolgt die gezielte Umlenkung der Luft, die im realen Motor zu einer
Tumble-Stromung fithrt. Am offenen Auslassquerschnitt verldsst das Fluid den Versuchstréger.

Ebenso wichtig wie das Rechengitter sind fiir eine numerische Simulation die verwendeten Rand-
und Anfangsbedingungen. In der Tabelle [7.] ist fiir alle Gréfen wie Temperatur, Druck, Geschwin-
digkeit sowie fiir die turbulente kinetische Energie k£ und die spezifische Dissipationsfrequenz w die
Rand- und Anfangsbedingung aufgefithrt. Am Einlassrand wird fiir die Geschwindigkeit eine Massen-
stromrandbedingung benutzt, aus der sich bei Kenntnis der Dichte die Geschwindigkeit ergibt. Da k
und w weder gemessen noch aus anderen Quellen bekannt sind, miissen diese abgeschéitzt werden. Fir
k wird hierfiir der Turbulenzgrad Tu und fiir w die Mischungslédnge [ vorgegeben. Am Auslassrand ist
flir den Druck eine Dirichlet-Randbedingung gesetzt, so dass sich eine entsprechende Druckdifferenz

zwischen Ein- und Auslass einstellt, die den vorgegebenen Massenstrom erfiillt. Die gemessene Druck-
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aufbuchse

il i |
(a) Randflichen = beim  PIV- (b) Oberflichennetz
Vergleich

Abbildung 7.2: Randflichenbezeichnung bei der Stromungsmodellvalidieurng (links) und Ausschnitt des blockstruk-
turierten Gitters (rechts)

differenz im Experiment war Ap = 5000 Pa. Diese konnte auch in der Simulation fiir den aufgeprigten

Massenstrom nachgewiesen werden.

Tabelle 7.1: Rand- und Anfangsbedingungen fiir die Validierung des Stromungsmodells

T P u k w
Einlass T = 296 K grad(p) = 0 m = 0.0439kg/s Tu =5% [ = 0.00182 m
Auslass grad(T) = 0 P = 95000 Pa  grad(@) = 0 grad(k) = 0 grad(w) =0
Einlasskanal grad(T) = 0 grad(p) = 0 a; =0 grad(k) = 0 grad(w) =0
Einlassventile grad(T) = 0 grad(p) = 0 a; =0 grad(k) = 0 grad(w) =0
Zylinderkopf grad(T) = 0 grad(®) =0 @ =0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Laufbuchse grad(T) = 0 grad(p) = 0 a; =0 grad(k) = 0 grad(w) =0
Anfangsbedingung T = 296 K p = 95000 Pa @; =0 E=1m%/2 w =200

7.1.2 Ergebnisse und Diskussion

Im folgenden Abschnitt werden die Ergebnisse zum Vergleich des Stromungsmodells mit experimen-
tellen PIV-Daten vorgestellt. Hierfiir werden sowohl die globale Stromungsstruktur anhand von Vek-
torplots und die rdumliche Verteilung von der z-Komponente der Stromungsgeschwindigkeit (u,) auf
der x-z-Ebene bei y = 0 verglichen, s. Abbildung (a). Die Ebene ist zwischen den Einlassventilen
aufgespannt.

Fiir einen quantitativen Vergleich wird u, entlang ausgewéhlter Profillinien ausgewertet. Die rdum-
liche Lage der Linien zeigt Abbildung[7.3| (b).

Zur Beurteilung des globalen Stromungscharakters soll zunéchst das Geschwindigkeitsfeld, darge-
stellt durch Vektoren, in der x-z-Ebene bei y = 0 betrachtet werden, Abbildung [7.4] Hierzu sind die
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Abbildung 7.3: Auswerteebene und -linien fiir den PIV-Vergleich
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Abbildung 7.4: Gegeniiberstellung der globalen Stréomungsstruktur in der x-z-Ebene bei y = 0 zwischen Experiment
und numerischer Simulation

Vektoren mit ihrem Betrag normalisiert, d.h. sie besitzen alle dieselbe Lénge. Markant ist in beiden
Bildern die erkennbare Richtungsdnderung der Stromung in der linken oberen Bildhélfte. Die Lage der
Richtungsénderung zeigt gewisse Differenzen zwischen Simulation und Experiment, denn wiahrend die
Umlenkung im Experiment bei x = —20 mm und z = —30 mm auftritt, findet in der CFD beiz = 0
und z = —40 mm statt. Gut wird in der CFD-Simulation die Zusammenfithrung der Stromung bei
x = 15 mm wiedergegeben. Der Vergleich der globalen Stromungsstruktur dokumentiert eine gute
Ubereinstimmung,.

Als weitere Vergleichsgrofie bietet sich die rdumliche Verteilung der z-Komponente des Geschwin-
digkeitsvektors an. Die Gegeniiberstellung zwischen Experiment und numerischer Simulation zeigt
Abbildung [7.5] hierbei liegt beiden Teilbildern der gleiche Wertebereich zu Grunde. Die Geschwin-
digkeitsverteilung bei y = 0 weist im Experiment drei Gebiete starker negativer Geschwindigkeiten
auf, wovon zwei auch in der numerischen Simulation zu sehen sind. Zwei wesentliche Minima von w,

liegen im Experiment bei £ = 15 mm und z = —20 mm sowie bei x = 30 mm und z = —50 mm.
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Abbildung 7.5: Gegeniiberstellung von u. in der x-z-Ebene bei y = 0 zwischen Experiment und numerischer Simula-
tion

Diese Bereiche werden durch die Simulation gut wiedergegeben. In der Kernstromung zeigen CFD
und Experiment eine gute bis sehr gute Ubereinstimmung

Die Abweichung zwischen Experiment und numerischer Simulation in Bezug auf das Geschwindig-
keitsminimum bei z = —30 mm und z = —70 mm kann mit Messungenauigkeiten des PIV-Systems
im Randbereich und Unsicherheiten in der 3D-CFD-Simulation erklart werden. Auch bei Variati-
on der Einlassrandbedingungen und der Gitterauflosung kann keine wesentliche Verbesserung erzielt
werden, so dass festzuhalten bleibt, dass trotz kleiner Abweichungen in der zweidimensionalen Ge-
schwindigkeitsverteilung, die Ubereinstimmung zwischen Experiment und numerischer Simulation als
gut bewertet wird.

Abbildung [7.6] zeigt die quantitative Gegeniiberstellung der z-Komponente des Geschwindigkeits-
vektors zwischen Experiment und numerischer Simulation auf vier ausgewéhlten Profillinien, deren
rdumliche Lage auf der x-z-Ebene bei y = 0 in Abbildung zu sehen ist. Entlang aller Profillinien
kann eine gute qualitative Ubereinstimmung zwischen Experiment und Simulation festgestellt werden.
Dies bestétigt die obigen Erkenntnisse beim Vergleich der globalen Stromungsstruktur. Eine sehr gute
quantitative Gleichheit der Ergebnisse zeigt sich vor allem in der Kernstromung. Abweichungen treten
vorwiegend im Randbereich auf, wobei {iber die Giite der Messdaten in diesem Bereich keine Aussagen
gemacht werden kénnen. In der Summe kann eine sehr gute qualitative bzw. eine gute quantitative

Ahnlichkeit in den Resultaten festgestellt werden.

Die gezeigten Ergebnisse lassen darauf schliefen, dass das im Abschnitt [3.3] vorgestellte Modell, sehr
gut zur Simulation von typischen ottomotorischen Stromungen geeignet erscheint. So zeigt der qua-

litative Vergleich der globalen Stromung und der rdumlichen Verteilung der z-Komponente des Ge-
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schwindigkeitsvektors in der x-z-Ebene bei y = 0 eine gute Deckung. Der quantitative Vergleich
entlang ausgewahlter Profillinien zeigt gute bis sehr gute Ubereinstimmung zwischen Experiment und
Simulation. Hier liefern vor allem wandferne Bereiche iiberzeugende Ergebnisse. Die Erkenntnisse aus
diesem Abschnitt, vor allem in Bezug auf die Gitterauflosung, werden fiir die Vernetzung der realen

Motorgeometrien beriicksichtigt.
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Abbildung 7.6: Quantitative Gegeniiberstellung von u, entlang ausgewéhlter Profillinien zwischen Experiment und
numerischer Simulation, vgl. Abbildung@

7.2 Spraymodell

Die Beriicksichtigung der direkten Kraftstoffeinspritzung in den Brennraum erfolgt mittels des Spray-
modells aus Abschnitt [f:2] Als Versuchstriiger fiir die Untersuchung dient die Druckkammer beim
Projektpartner VW, in die der verwendete Injektor IHP2-79 der Firma Magneti Marelli integriert ist.
Gegenstand der Analyse sind dabei die makroskopischen Eigenschaften des Sprays wie Penetration

und Spraykegelwinkel. Diese kénnen durch gezielte Anderung der Modellparameter angepasst werden.

7.2.1 Testfallbeschreibung

Die Nachbildung der Druckkammer entspricht einer geraden Kreiszylindergeometrie, die allseits mit
starren Wénden abgeschlossen ist. Der Zylinder besitzt einen Durchmesser von d = 113 mm und
eine Hohe von A = 200 mm, was den geometrischen Dimensionen der Druckkammer beim Projekt-
partner entspricht. Auf Grundlage der geometrischen Vorgaben wird mit dem OpenFOAM Werkzeug
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blockMesh ein blockstrukturiertes Gitter erzeugt, wobei der Injektor nicht explizit im Rechengitter
enthalten ist. Abbildung [7.7] zeigt geometrische Details der Druckkammer und dariiber hinaus die
Oberflachenstruktur des Rechengitters.

Deckel oben

‘ (Mantelflache)

Deckel unten

X

(a) Geometrie der Druckkammer  (b) Oberflachennetz

Abbildung 7.7: Geometrie und Rechengitter der Druckkammernachbildung

Weiterhin werden neben dem Rechengitter Rand- und Anfangsbedingungen fiir die numerische
Simulation gebraucht. Tabelle fasst die verwendeten Bedingungen an den jeweiligen Randflichen
zusammen. Als Startbedingung fiir die CFD wurde ruhende Luft bei p = 1bar und 77 = 300 K
vorausgesetzt. Als Turbulenzmodell kommt das k-w-SST-Modell zur Anwendung.

Tabelle 7.2: Rand- und Anfangsbedingungen fiir die Validierung des Spraymodells

T D u k w
Deckel oben grad(T) =0 grad(p) =0 @ =0 grad(k) =0 grad(w) =0
Mantelfliche grad(T) =0 grad(p) =0 @; =0 grad(k) =0 grad(w) =0
Deckel unten grad(T) = 0 grad(d) =0 @ =0 grad(k) =0 grad(w) =0
Anfangsbedingung T = 300 K = 1 bar 9 =0 k=1m%s2 w = 2001/

Fiir das eigentliche Spraymodell sind weitere Informationen zur eingespritzten Masse und zur
Tropfengrofenverteilung notwendig. Der zeitliche Verlauf des Massenstroms kann aus der Messung
des Volumenstroms und der Kraftstoffdichte errechnet werden. Wahrend des gesamten Einspritz-
vorgangs wird eine Kraftstoffmasse von mygs = 15,075 mg in die Druckkammer eingespritzt. Die
Tropfengrofenverteilung stammt aus Messungen, wobei die Messdaten mit einer Rosin-Rammler-
Verteilungsfunktion mit den Formparametern dr = 16 yum und n = 1,8 angendhert wurde. Die
Randbedingungen fiir das Spraymodell sind in Abbildung dargestellt. Ein bindres Kraftstoffge-
misch, bestehend aus iso-Oktan und n-Heptan mit den Volumenanteilen von 95% bzw. 5% in der
Fliissigkeitsphase, wird vorausgesetzt. Das Gemisch liegt bei einer Temperatur von Txs = 373 K

wahrend der Einspritzung vor.
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Abbildung 7.8: Randbedingungen fiir die Spraymodellierung

7.2.2 Ergebnisse und Diskussion

Fir den Vergleich zwischen Experiment und numerischer Simulation werden in dieser Arbeit die
Penetration des Kraftstoffstrahls und dessen eingeschlossener Spraywinkel gewéihlt. Die Penetration ist
hierbei definiert als der axiale Abstand der Spraywolke bei 95% der Kraftstoffmasse zum Diisenaustritt.
Der Diisenaustritt liegt bei den Koordinaten z = 0, y = 0 und z = 200 mm. Der Spraykegelwinkel
ist per Definition der Winkel, der vom Spray bei einem definiertem Abstand vom Diisenaustritt
gebildet wird. Fiir den hier priasentierten Vergleich erfolgt die Berechnung des Spraywinkels bei einem

axialen Abstand von 10 mm vom Diisenaustritt. Eine grafische Darstellung der Auswertegrofen ist in
Abbildung [7.9] zu finden.

Axiale Eindringtiefe s(t)

A
\ 4

Axialer Abstand x

Spraykegelwinkel au(x,t)

Diise

Einspritzstrahl

Abbildung 7.9: Schematische Darstellung von Penetration und Spraykegelwinkel

Zur Bestimmung von Penetration und Winkel aus der numerischen Simulation wird die Position der
einzelnen Tropfenpakete zu diskreten Zeitpunkten herausgeschrieben und einem externen Auswerte-
schritt zugefiihrt. Die Berechnungen werden mit dem Programm MATLAB durchgefiihrt.

In der linken Bildhélfte von Abbildung ist der zeitliche Verlauf der axialen Eindringtiefe als

Vergleich zwischen Experiment und numerischer Simulation dargestellt. Zu Beginn der Einspritzung
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ist die Penetration des Kraftstoffes in das umgebende Fluid vom hohen Impuls geprégt. Nach ca.
0,8 ms nach Einspritzbeginn zeigt sich im Anstieg der Penetration ein anderes Verhalten, was auf
den zunehmenden Verdampfungseinfluss zuriickzufiihren ist. Hierbei wird durch Abbildung |7.10| (a)
deutlich gezeigt, dass das Spraymodell in OpenFOAM sehr gut das unterschiedliche Verhalten des
Sprays im Vergleich mit dem Experiment wiedergeben kann.
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Abbildung 7.10: Gegeniiberstellung ausgewahlter Sprayeigenschaften von Experiment und numerischer Simulation

Als weitere Vergleichsgrofie wird der durch den Kraftstoffstrahl eingeschlossene Winkel in 10 mm
Entfernung vom Diisenaustritt betrachtet. Die Ergebnisse zum Vergleich zwischen Experiment und
CFD sind in Abbildung (b) dargestellt. Zu Beginn der Einspritzung ist der Winkel sowohl im
Experiment als auch in der Simulation 0, was daran liegt, dass der Spray noch nicht bis zu einer
Entfernung von 10 mm penetriert ist, Abbildung [7.10| (a). Nach ca. 0,35 ms erreicht das Spray die
10 mm, wobei die experimentellen Daten einen starkeren zeitlichen Anstieg des Winkels als die Si-
mulation aufweisen. Ab 0,5 ms erreicht der Winkel im Experiment einen nahezu stationdren Zustand
bei @ = 80°, bis er dann bei 1,3 ms beginnt zu fallen. Der errechnete Winkel aus der numerischen
Simulation erreicht den stationéren Zustand auf dhnlichem Niveau wie das Experiment nach 0,8 ms
und zeigt in diesem Zeitraum eine sehr gute Ubereinstimmung mit den experimentellen Werten. Es
zeigt sich weiter, dass der Winkel in der Simulation auch noch nach dem Abfall im Experiment auf
dem hohen Niveau verbleibt. Hierbei erscheint der Abfall wenig plausibel, denn die Einspritzung er-
folgt deutlich linger als 1,4 ms, vgl. Abbildung|7.§| (a). Somit zeigt die Simulation einen schliissigeren
Verlauf. Eine Fehlerbetrachtung des Experiments kann an dieser Stelle nicht erfolgen, da dem Autor
keine Kenntnisse iiber die Durchfiihrung der Versuche vorliegen.

Da in der spiteren Motorsimulation iiber ein groferes Zeitfenster (ca. 6,3 ms) eingespritzt wird,
kommt dem stationédren Zustand eine grofere Bedeutung zu, weshalb die Abweichung zu Beginn der
Einspritzung als weniger kritisch betrachtet wird. Die Ubereinstimmung zwischen Experiment und

Simulation kann demnach fiir die nachfolgenden Betrachtungen als sehr gut angesehen werden.

Die Ergebnisse zum Vergleich des Spraymodells zeigen eindeutig, dass das in Kapitel ] zusammenge-
tragene Spraymodell sehr geeignet ist, das makroskopische Verhalten des Kraftstoffsprays vorherzusa-
gen. Sowohl Penetration als auch der Spraykegelwinkel weisen eine hohe Deckung mit experimentellen

Daten auf.
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7.3 Verifikation des Gesamtmotormodells

7.3.1 Testfallbeschreibung

In den beiden vorangestellten Abschnitten [7.I] und [7:2] kann gezeigt werden, dass die Modelle zur
Beschreibung der turbulenten Stromung respektive der Gemischbildung sehr gut mit experimentellen
Daten iibereinstimmen. Das folgende Kapitel soll nun zeigen, dass auch das Gesamtmodell den Anfor-
derungen geniigt, wozu ein Vergleich mit dem Simulationstool VECTIS, das beim Projektpartner VW
zum Einsatz kommt, vorgenommen wird. Das Ziel dieses Vergleiches ist die Uberpriifung der Anwend-
barkeit von OpenFOAM im Bereich der Modellierung von Motorinnenprozessen. Die Vorgehensweise
entspricht dem beschriebenen Ablauf im Abschnitt auf Seite

Tabelle 7.3: Geometrische Daten und Betriebsdaten fiir den Vergleichsfall

Benennung Wert  Einheit
Hub 80 cm
Bohrung 74,5 cm
Pleuellange 140 cm
Kurbelwellenradius 40 cm
maximaler Ventilhub 9 mm

geometrisches Verdichtungsverhiltnis 9,2 -

Einlass 6ffnet 347 °KW n. ZOT
Einlass schliefst 565 °KW n. ZOT
Auslass 6ffnet 151 °KW n. ZOT
Auslass schliefit 359 °KW n. ZOT
Einspritzbeginn 440 °KW n. ZOT
Einspritzende 497 °KW n. ZOT
Kraftstofftemperatur 353 K
Einspritzmenge 65,5 mg

Der folgende Testfall stellt fiir die im néchsten Kapitel gezeigten Parametervariationen die Grund-
lage dar, weshalb an dieser Stelle eine ausfiihrliche Prasentation und Diskussion erscheint.

Grundlage fiir den hier betrachteten Testfall ist ein 1,4 1 TSI Vierzylindermotor von VW /38/.
Hierbei ist zu beachten, dass nur ein Zylinder in der numerischen Simulation betrachtet wird. Der
Motor besitzt sowohl eine mechanische als auch eine Turbo-Aufladungsstufe, wobei der mechanische
Kompressor im unteren Drehzahlbereich zur Anwendung kommt. Der Zylinder weist eine Bohrung
von d = 74,5 mm sowie einen Hub von s = 80 mm auf. Das geometrische Verdichtungsverhéltnis des
Zylinders betrigt € = 9,2 . Der untersuchte Lastpunkt liegt bei einer Drehzahl von n = 1500 !/min
und einem Drehmoment von Mp = 229 Nm. Die geometrischen Grunddaten sowie die Leistungsdaten
sind in Tabelle [7.3] zusammengefasst. Hierin bezieht sich die Lage der Steuerzeiten auf den ZOT vom
vorherigen Arbeitsspiel. Diese Notation wird ab jetzt beibehalten.

Abbildung[7.11] zeigt auf der linken Bildhélfte die Geometrie des hier verwendeten Zylinders mit der
Bezeichnung der einzelnen Randflichen. Auf der rechten Seite ist die aus der Geometrie abgeleitete
Gitterstruktur dargestellt, hierbei wurde fiir die Gittererstellung wieder auf ANSYS ICEM CFD
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Einlasskanal

Auslasskanal] (Frc o

(a) Geometrie (b) Rechengitter fiir die numerische Simulation bei
255 ° KW nach ZOT

Abbildung 7.11: Geometrie und Rechengitter fiir den Referenzfall

zuriickgegriffen.
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Abbildung 7.12: Instationdrer Massenstromverlauf am Einlass- bzw. Auslasskanalquerschnitt

Fiir alle in Abbildung [7.T1] aufgezeigten Randflichen sind Informationen fiir die bilanzierten Zu-
standsgroken bereit zu stellen. Eine Ubersicht der verwendeten RB und AB fiir den Referenzfall zeigt
Tabelle [7-4 Am Einlassrand wird der instationéire Massenstrom in diesem Querschnitt vorgegeben,
woraus sich dann unter Kenntnis der Dichte die Geschwindigkeit ergibt. Die Dichte des Fluids errech-
net sich aus der Temperatur, dem Druck und der Zusammensetzung, wobei das Fluid im Auslass als
trockene Luft angesehen wird. Fiir den Auslassquerschnitt wurde auf d&hnliche Weise verfahren. Der
zeitliche Verlauf des Massenstroms am Einlass- bzw. Auslasskanalquerschnitt zeigt Abbildung [7.12}

Die Turbulenzvariablen k und w werden durch den Turbulenzgrad Tu und die Mischungslédnge [
bestimmt. Die jeweiligen Temperaturen an den Randflachen beruhen auf den VECTIS Einstellungen
sowie auf Erfahrungswerten beim Projektpartner. Die Verschiebungen der bewegenden Randflichen
wie den Ventilen und dem Kolben ergeben sich aus den Ventilhubkurven bzw. aus den geometrischen
Daten des Motors.

Zum Startzeitpunkt der Rechnung miissen fiir die Zustandsgrofen Initialwerte vorgegeben wer-
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Tabelle 7.4: Rand- und Anfangsbedingungen fiir die Verifikation des Gesamtmodells an Vectis

T P u k w

Einlass T =311K grad®) =0  1hein = f(t) Tu=5% I = 0.00182 m
Einlasskanal T = 363 K grad(p) = 0 i; = 0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Ladungsbewegungsklappe T = 363 K grad(p) = 0 a; =0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Einlassventile T = 423K grad(p) = 0 a; =0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Zylinderkopf T = 573K grad(p) = 0 a; = 0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Kolben T = 473 K grad() = 0 @ =0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Auslassventile T = 773K grad(p) = 0 a; =0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Auslass grad(T) = grad(p) = 0 Maus = f(t) grad(k) =0 grad(w) = 0
Auslasskanal T = 723K grad(p) = 0 a; =0 grad(k) = 0 grad(w) = 0
Anfangsbedingung/Einlass T = 311K p=257bar u; =0 E=10"*m2 =11/
Anfangsbedingung/Auslass T = 978 K p=1,25bar @ =0 E=10"%m%/2 w =11/

den, wobei die Schwierigkeit fiir die meisten Grofien darin besteht, diese Werte aus Experimenten
zu gewinnen. Im Abschnitt [6.2] auf Seite [51] wird bereits auf die verwendete Strategie eingegangen,
die zur Bestimmung der Anfangsbedingungen zur Anwendung kommt. Da die Einlassventile zum
Startzeitpunkt geschlossen sind, werden die Bereiche Einlasskanal und Auslasskanal bzw. Zylinder
mit unterschiedlichen Anfangswerten initialisiert. Der Einlasskanal ist komplett mit trockener Luft
gefiillt, wihrend im Zylinder und Auslasskanal vollstdndig umgesetztes Abgas vorliegt. Alle iibrigen

Anfangsbedingungen finden sich in Tabelle [7.4] aufgeteilt in diese zwei Bereiche.

7.3.2 Ergebnisse

Der Vergleich zwischen den Simulationswerkzeugen erfolgt anhand zylindergemittelter Groken, wie
z.B. Druck und Temperatur. Hierzu werden die Zustandsgrofen aller Zellen, die den Zylinder bilden,
rdumlich gemittelt und zu diskreten Zeitschritten in eine ASCII-Datei geschrieben. Die gemittelten
Grofen ergeben sich aus dem Produkt der Zellmasse m; multipliziert mit dem Wert der Zustandsgrofe

¢; in der Zelle, dividiert durch die Fluidmasse im Zylinder m.,; zu

1 N
2yl = IR 7.1
b = o 20 (1)

Den zeitlichen Verlauf vom massegemitteltem Zylinderdruck und -temperatur fiir drei Simulations-
werkzeuge, einem 1D-Solver (GT-Power), OpenFOAM und Vectis, zeigt die Abbildung in Bild
(a) bzw. (b). Hierin ist zu erkennen, dass der mittlere Zylinderdruck von OpenFOAM und VECTIS
sehr gut iibereinanderliegen. Das Uberschwingen um den LWOT, was aus dem hohen Druckgefille
zwischen Einlasskanal und Zylinder resultiert, wird durch OpenFOAM erfolgreich abgebildet. Dies
wird in der Zoomansicht in Abbildung (a) klar ersichtlich. Im ZOT liegt der Enddruck von
OpenFOAM und VECTIS nahezu iibereinander und erreicht einen Wert von 49, 3 bar, wiahrend der
Kompressionsenddruck des 1D-Solvers ca. 46, 3 bar erreicht.

Der Vergleich der Zylindertemperatur in Abbildung (b) dokumentiert ebenfalls eine gute Uber-

einstimmung zwischen den verschiedenen Werkzeugen. Hierbei treten die gréfsten Abweichungen bei
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der Einlassventilsteuerzeit Einlass 6ffnet (EO) auf, was an der unterschiedlichen Behandlung dieses
Ereignisses in den einzelnen Codes liegt. So ist in OpenFoam der Einlasskanal bereits zum Startzeit-
punkt der Simulation in der Rechendomain vorhanden. Massen-, Impuls- und Enthalpiestrome aus
dem Einlasskanal in Richtung Zylinder oder vice versa werden hierbei durch eine Wand bis EO verhin-
dert. Im Gegensatz dazu wird in VECTIS zum Zeitpunkt EO der Einlasskanal sowie der Ventilspalt im
Zylinder in die Rechendomain integriert, woraus der starke Gradient in Abbildung[7.13| (b) resultiert.
Zu Beginn der Ladungswechselphase liegen OpenFOAM und VECTIS dicht beieinander, wéhrend
der 1D-Solver deutlich héhere Temperaturen aufweist. Am LWUT lassen sich nur geringe Differenzen
zwischen den verschiedenen Programmen feststellen. Die Kompressionsendtemperatur demonstriert
keine grofsen Abweichungen zwischen OpenFOAM und VECTIS auf der einen und GT-Power auf der

anderen Seite.

1000

Pzy in bar

400
| | | |
255 360 450 540 630 720 255 360 450 540 630 72C
¢ in °KW ¢ in °KW
(a) Zylinderdruck (b) Zylindertemperatur

Abbildung 7.13: Zeitlicher Verlauf ausgewéahlter, zylindergemittelter Grofien jeweils berechnet mit einem 0D-Solver,
OpenFOAM und VECTIS

Weitere Vergleichsgrofse zwischen OpenFOAM und VECTIS sind die gesamte Zylindermasse, die
Luftmasse und die verdampfte Kraftstoffmasse im Zylinder, s. dazu Abbildung[7.14] In der oberen Bild-
hélfte zeigt sich der zeitliche Verlauf der Zylinder- und der Luftmasse von OpenFOAM und VECTIS.
Es ist deutlich zu sehen, dass nur geringe Abweichungen im Vergleich der Werkzeuge bestehen, so
dass sich die Gegeniiberstellung als sehr gut prisentiert.

Den instationéren Verlauf der zugefiihrten, verdampften Kraftstoffmasse zeigt das untere Bild von
Abbildung Da der Kraftstoff erst bei 440°KW n. ZOT als Spray in den Brennraum gelangt,
erfolgt die Zunahme der verdampften Kraftstoffmasse bei 450°KW n. ZOT. Hierbei kann ein Unter-
schied im zeitlichen Anstieg zwischen OpenFOAM und VECTIS festgestellt werden. Dies kann daran
liegen, dass die Eigenschaften des betrachteten Kraftstoffs gerade in Bezug auf die Verdampfung ab-
weichen, denn wihrend in OpenFOAM der Kraftstoff als Zweikomponentenkraftstoff aus iso-Oktan
und n-Heptan verwendet wird, nutzt VECTIS als Modellkraftstoff Indolen. Weitere Abweichungen
ergeben sich bei den verwendeten Modellen in den einzelnen Simulationswerkzeugen.

Aus den prisentierten Ergebnissen lésst sich die Schlussfolgerung ableiten, dass das Simulations-
werkzeug OpenFOAM ebenso gut wie VECTIS fiir die Modellierung von Motorinnenprozessen geeignet
erscheint. Trotz kleinerer Abweichungen in den Resultaten ist der Vergleich sehr erfolgreich verlaufen,

wenn die bestehenden Unterschiede zwischen den einzelnen Programmen in Betracht gezogen werden:
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Abbildung 7.14: Zeitlicher Verlauf von Zylindermasse, Luftmasse und verdampfter Kraftstoffmasse jeweils berechnet
mit OpenFOAM und VECTIS

raumliche Diskretisierung,
e numerische Behandlung von Randflachen,

unterschiedlich verwendete Untermodelle und

allgemeine numerische Differenzen.

Das in diesem Abschnitt erfolgt verifizierte Gesamtmodell in OpenFOAM dient als Grundlage fiir
die im néchsten Kapitel vorgestellten Parametervariationen. Hierbei werden die in Abschnitt [T.24]

diskutierten Einflussfaktoren hinsichtlich ihrer Begiinstigung von Vorentflammungen untersucht.

7.4 Zusammenfassung

Dieses Kapitel beschiftigt sich mit der Validierung der Teilmodelle, d.h. dem Stréomungs-, Spray-
sowie dem Gesamtmodell. Auf Grund der im Rahmen dieses Projekts zur Verfiigung stehenden Zeit
wird das Partially-Stirred-Reactor-Modell zur Beschreibung der Chemie-Turbulenz-Interaktion nicht
validiert. Vielmehr wird den Ausfithrungen in der Literatur zu dessen Eignung, die Selbstziindung von
Kohlenwasserstoff-Luft-Gemischen zu detektieren, vertraut.

Das Stromungsmodell kann im Vergleich zu experimentellen PIV-Daten zeigen, dass es gut geeig-
net ist, die wesentlichen Strukturen im Zylinder wieder zu geben. Dies lasst sich sowohl anhand des
Vergleichs globaler Stromungsstrukturen aber auch auf ausgewéhlten Profillinien dokumentieren. Ne-
ben einer sehr guten qualitativen ist auch eine teilweise gute quantitative Ubereinstimmung zwischen
Simulation und Experiment vorhanden.

Das Spraymodell wird im Rahmen dieser Arbeit mit experimentellen Daten aus einer Druckkammer
verglichen. Hierbei kann eine sehr gute Deckung der Simulationsdaten mit der Messung einerseits fir
die Penetration und fiir den stationdren Zustand des Spraykegelwinkels festgestellt werden.

Fiir die Verifikation des Gesamtmodells stehen Simulationsdaten von VECTIS und GT-Power zur
Verfiigung. Es zeigt sich, dass das Gesamtmodell in OpenFOAM eine #uferst zufriedenstellende Uber-

einstimmungen mit VECTIS und, sofern vorhanden, mit GT-Power aufweist. Somit kann der Schluss
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gezogen werden, dass das Modell zur Beschreibung der Motorinnenprozesse sehr gut geeignet erscheint,

um damit die im néichsten Kapitel diskutierten Parametervariationen durchzufiihren.
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8 Prasentation und Diskussion der

Parametervariation

In diesem Kapitel erfolgt die Présentation und Diskussion der Ergebnisse zu den Variationsrechnun-
gen, die mittels 3D-CFD-Simulation berechnet werden. Hierfiir kommt erstmals detaillierte Chemie,
gekoppelt mit einer hochauflésenden 3D-CFD, zum Einsatz, um die Sensitivitat ausgewahlter Para-
meter auf ihre Vorentflammungsbegiinstigung hin zu untersuchen.

Die Auswahl der Parameter beruht auf einer umfangreichen Literaturrecherche sowie reaktionski-
netischen Untersuchungen mittels 0D-Reaktorsimulationen. Als ein méglicher Einflussfaktor wird die
Auslassventil- und Ziindkerzentemperatur angesehen. Diese stellen im Brennraum die hochsten Bau-
teiltemperaturen dar und kénnen so die Ausbildung von Vorentflammungen begiinstigen. Ein weiterer
moglicher Einflussfaktor ist in den Brennraum eingefiihrtes Schmierdl, das auf Grund seiner chemi-
schen Struktur die Ausbildung hochreaktiver Zentren begiinstigen kann. Fiir die Analyse der Einfliisse
wird folgende Vorgehensweise gewahlt.

Zunichst werden im Abschnitt [B1] die Methodik der Parametervariation und die Kriterien zur
Beurteilung der Selbstziindung erldutert. In den Abschnitten und werden die
Ergebnisse zu den einzelnen variierten Parametern vorgestellt. Sollten spezifische Besonderheiten in

den Falleinstellungen auftreten, wird auf diese in dem jeweiligen Kapitel hingewiesen.

8.1 Methodik

Die vorliegende Arbeit soll durch /18/ numerische Untersuchungen neue Erklarungsansétze fiir Vor-
entflammungen identifizieren und dabei einen tieferen Einblick in die Selbstziindungsvorgénge im di-
rekteinspritzenden hochaufgeladenen Ottomotor schaffen. In der Literatur finden sich bereits maogliche
Erklarungsansétze fiir das Entstehen von Vorentflammungen, die jedoch vorrangig durch Experimen-
te und 0D-Reaktoruntersuchungen erzielt wurden [/19l/, /33l/ /&7/, /77/, /79)/, /80l/], vgl. Abschnitt
[[:2:4] auf Seite [TI] ff. In dieser Arbeit sollen die in der Literatur gefundenen potentiellen Ausloser
ausschlieflich mit numerischen Methoden untersucht werden.

Im Kapitel [3| wird dazu ein mathematisches Modell prasentiert, das die Beschreibung turbulenter
Stromungen reaktiver Fluide erlaubt. Eingebettet ist neben einem Spraymodell (s. Kapitel 4)) fiir die
Darstellung der Kraftstoffeinspritzung, ein Modell zur direkten Kopplung detaillierter Reaktionskine-
tik mit einer hochaufldsenden 3D-CFD-Simulation, vgl. Abschnitt auf Seite [I3]ff. Dem Anwender
steht mit dem vorgestellten Modell ein Werkzeug zur Verfligung, welches gestattet, einen genauen Ein-
blick in die physikalisch-chemischen Vorgénge innerhalb des Brennraums eines Ottomotors zu erlangen.
Die Anwendung des vorgestellten Chemie-Turbulenz-Ansatzes mit detaillierter Chemie zur Untersu-

chung von Vorentflammungsphidnomenen stellt eine Innovation dar, wodurch neue wissenschaftliche
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Erkenntnisse erbracht werden kénnen. Diese helfen das Verstdndnis iiber Vorentflammungen zu erwei-
tern und neue Verbrauchseinsparpotentiale mit dem Downsizing-Konzept zu erschliefsen.

Zur Beschreibung der chemischen Vorgénge wird ein detaillierter Mechanismus fiir die Verbrennung
von iso-Oktan und n-Heptan in Luft verwendet /I/, der sich aus 304 Spezies und 3158 Reaktionen
zusammensetzt. Dieser kann mit Hilfe von Sensitivitdtsstudien in 0D-Reaktoruntersuchungen soweit
reduziert werden, dass nur noch die Niedertemperaturchemie Bestandteil des Mechanismus ist. Bei der
Reduktion wird darauf geachtet, dass der Anstieg des Hydroxyl-Radikals OH zwischen dem kompletten
und dem reduzierten Mechanismus zum Zeitpunkt der Ziindung iibereinstimmt, vgl. Abbildung [8:1]
denn der erste signifikante Anstieg von OH hat in jedem Fall eine Selbstziindung zur Folge. Es zeigt
sich weiterhin in Abbildung dass die Quantitit der berechneten Gréfsen durch den reduzierten
Mechanismus ungeniigend wiedergegeben wird, was besonders deutlich bei der Temperatur erkennbar
ist. Dies wird aber bewusst in Kauf genommen, um die Gesamtanzahl an Spezies und Reaktionen zu
reduzieren. Das Ergebnis des Reduktionsprozesses ist ein Mechanismus, bestehend aus 176 Spezies
und 280 Elementarreaktionen /18)/.
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Abbildung 8.1: Vergleich des kompletten und reduzierten chemischen Mechanismus

Der Auswahlprozess fiir die zu untersuchenden Parameter beruht auf der ausfiihrlichen Literaturstu-
die, s. Abschnitt sowie den umfangreichen 0D-Reaktorsimulationen, deren Ergebnisse teilweise
in Abschnitt [[.:2.7] gezeigt wurden. So ist z.B. die Auslassventiltemperatur ein mdoglicher férdernder
Einflussfaktor fiir Vorentflammungen, da sie die Bildung von Hot-Spots im Brennraumgas bedingen
kann. Um die Auswirkung der einzelnen Parameter zu beurteilen, wird ein Referenzfall eingesetzt,
der auf der Vergleichsstudie zwischen OpenFOAM und VECTIS beruht. Hier konnte der Nachweis
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erbracht werden, dass iiber den gesamten Kompressions- sowie des Teils des Arbeitstaktes keine Vor-
entflammung auftritt.

Jeder ausgewéhlte Parameter wird in einem ersten Schritt mit den fiir Vorentflammungen begiins-
tigenden Bedingungen untersucht. Sollte dabei eine spontane Selbstziindung auftreten, wird die Be-
dingung in einem néchsten Schritt in Bezug auf eine Vorentflammung ungiinstiger gestaltet, bis keine
Selbstziindung mehr auftritt. Somit kdnnen gezielt Grenzen fiir den Motorbetrieb gefunden und még-

liche Gegenmafinahmen entwickelt werden.
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Abbildung 8.2: Berechneter zeitlicher Verlauf von Temperatur, OH- und COg-Massenbruch in vier ausgew&hlten
Zustandspunkten bei A = 1

Um festzustellen, ob eine Vorentflammung auftritt oder nicht, werden vorrangig die Massenbrii-
che bestimmter Spezies verwendet, die charakteristisch fiir die Ziindung von Kohlenwasserstoff-Luft-
Gemischen sind. Hierzu zéhlt das Radikal OH und die stabile Spezies Kohlenstoffdioxid COs, s. dazu
Abbildung Die Ergebnisse basieren auf 0D-Reaktorsimulationen mit Cantera und den Vorgaben:

e detaillierter Reaktionsmechanismus fiir die Verbrennung von iso-Oktan /n-Heptan-Luft-Gemischen,
o )\ =1,
e isochore Zustandsdnderung und

e vier unterschiedlichen thermodynamischen Zusténden.

Sowohl OH als auch COy weisen zum Zeitpunkt der Ziindung einen grofien Gradienten auf, so dass
beide Spezies als Kriterium fiir eine Selbstziindung préadestiniert sind. Abbildung[8.2] weist nach, dass
die Temperatur auch geeignet wére eine Selbstziindung zu detektieren. Aus dem Vergleich von Ab-
bildung und zeigt sich jedoch, dass der Hochtemperaturbereich nicht mehr Bestandteil des
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reduzierten Reaktionsmechanismus ist, weshalb ein starker Temperaturanstieg, nicht zu erwarten sein
wird. Eine Selbstziindung liegt dann vor, wenn sowohl OH als auch COs einen signifikanten An-
stieg aufweisen. Um eine Vorentflammung in der 3D-CFD-Simulation zu detektieren, muss sowohl ein
merklicher Anstieg des OH- und als auch des COz-Massenbruchs in mehreren Rechenzellen auftreten.

Die direkte Kopplung von detaillierter reduzierter Chemie und 3D-CFD wird ab dem Zeitpunkt vor-
genommen, ab dem die Einlassventile geschlossen sind, d.h. Einlass schlieft (ES) bei 565° KW n. ZO’IH
und der Brennraum ein geschlossenes System bildet. Hierbei wird davon ausgegangen, dass der thermo-
dynamische Zustand bis zu diesem Zeitpunkt nicht ausreicht, um chemische Reaktionen ausreichend
schnell ablaufen zu lassen. Erst in der Kompressionsphase ist der thermodynamisch-chemische Zu-
stand des Fluids im Brennraum soweit aufbereitet, dass ein merklicher Umsatz an Kraftstoff stattfin-
det. Dies konnte durch eine 3D-CFD-Simulation der Ladungswechselphase bis ES und anschlieffenden
0D-Reaktorsimulationen gezeigt werden, deren Ergebnisse aber nicht im Fokus dieser Arbeit liegen.

Die Startwerte der Bilanzgréfsen fiir die Parametervariation ergeben sich aus einer 3D-CFD-Simu-
lation der Ladungswechselphase sowie der Gemischaufbereitung bis ES.

Die numerischen Simulationen werden bis zu einer Kolbenstellung von 740°KW n. ZOT durchge-
fiihrt, was dem sehr spiten Ziindwinkel bei dem hier untersuchten Betriebspunkt Rechnung trégt.
Sollte bis zum Endzeitpunkt der Simulation keine erh6hte Reaktivitdt auftreten, liegt keine Vorent-
flammung bei dem jeweiligen Parameter vor.

Fiir die Darstellung der Ergebnisse werden in den néchsten Abschnitten, die folgenden Ansichten

verwendet:

e Draufsicht auf die Zylinderkopfliache
e x-z-Ebene durch die Einlassventilachse bei y = 0.017 m
e x-z-Ebene durch die Einlassventilachse bei y = —0.017 m, s. Abbildung [8-3]

Sollten andere Auswerteebenen verwendet werden, wird in dem jeweiligen Abschnitt darauf eingegan-

gen.

Einlass

Auslass

X

- -
y<—T Draufsicht y =0,017m y =-0,017m

Abbildung 8.3: Ausgewéahlte Darstellungsebenen fiir die Auswertung

'Es sei nochmal darauf hingewiesen, dass sich die Angabe des Kurbelwellenwinkels auf den ZOT vom vorherigen
Arbeitsspiel bezieht.
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8.2 Oberflachentemperatur der Auslassventile

Auslassventile stellen in der Regel neben der Massenelektrode der Ziindkerze die heifsesten Bauteile
innerhalb des Brennraums dar. Sie filhren daher zu einer Aufwiarmung des umgebenden Fluids, was
in einer hoheren Reaktivitdt dieser Fluidballen resultiert. Da die Auslassventile somit als potentiel-
le Foérderer von Vorentflammungen in Frage kommen, widmet sich der nachfolgende Abschnitt der
Analyse ihres Einflusses auf die Vorentflammungsneigung.

Ausgehend von den sonstigen Vorgaben, vgl. Abschnitt [7.3]auf Seite[65]ff, wird nun die Auslassventil-
temperatur {iber die gesamte Oberfliche um 200 K auf T4y = 973 K erhoht. Dieser Wert bleibt iiber
die Berechnung konstant. Alle anderen Rand- und Anfangsbedingungen entsprechen den Vorgaben in
Tabelle [7.4] auf Seite [67] Fiir die Berechnung einer moglichen Grenztemperatur fiir die Auslassventi-
le wird der folgende Algorithmus verwendet. Sollte bei der eben genannten Auslassventiltemperatur
eine Selbstziindung im betrachteten Kurbelwellenwinkelbereich auftreten, wird diese um den halben
Wert der Erhéhung von 200 K herabgesetzt und die Rechnung erneut gestartet. Tritt fiir die neu
untersuchte Oberflichentemperatur keine Vorentflammung auf, dann erfolgt eine Erhéhung um den
halben Wert. Dies erfolgt solange, bis keine Vorentflammung mehr detektiert wird. Auf diesem Wege
kann zielgerichtet die Grenze fiir die niedrigste Temperatur der Auslassventile fiir die untersuchten
Randbedingungen ermittelt werden, bei der es zu keiner Vorentflammung mehr kommt.

Tritt bei Tay = 973 K keine VE auf, erfolgt eine weitere Anhebung der Auslassventiltemperatur.

Der néchste Untersuchungspunkt betrifft die Einflussanalyse der Temperaturverteilung iiber dem
Auslassventilteller. Auf Grund der Temperaturverhéltnisse im Bereich der Auslassventile wird eine
radiale Temperaturverteilung erwartet. Um dies nachbilden zu kénnen, wird die Temperatur, ausge-
hend vom Zentrum des Ventiltellers radial nach aufen hin verkleinert. Interessant ist hierbei vor allem
der Vergleich mit der Rechnung einer gleich verteilten Auslassventiltemperatur.

Startpunkt fiir die Berechnungen ist 565° KW n. ZOT, der Zeitpunkt des Ventilschliefens. Bestand-
teil der Simulation sind der gesamte Kompressions- und ein Teil des Arbeitstaktes bis 740°KW n. ZOT.
Um die in der 3D-CFD-Simulation berechneten Gréfsen, wie z.B. Druck und Temperatur, dem nachge-
schalteten Post-Processing zuzufithren, werden diese alle ein Grad Kurbelwellenwinkel aufgezeichnet.

In den néchsten beiden Teilabschnitten erfolgt die Darstellung der wesentlichen Ergebnisse.

8.2.1 Auslassventiltemperaturvariation

Zunéchst sollen hier die Ergebnisse zur Rechnung mit einer Auslassventiltemperatur von Tyy = 973 K
vorgestellt werden. Die Temperatur wird als gleich verteilt {iber die Auslassventiloberfliche angenom-
men. Die urspriingliche Temperatur der Ventile war T4y = 773 K, was den VECTIS Randbedingun-
gen entspricht.

Als erstes Kriterium zur Detektion einer Vorentflammung erfolgt an dieser Stelle die Diskussion
iiber die rdumliche Verteilung des OH-Massenbruchs zu verschiedenen Kurbelwellenwinkeln. Hierzu
zeigt Abbildung [8.4] in der oberen Bilderserie die zeitliche Entwicklung von OH in der Draufsicht
auf den Zylinder. Bereits bei 10°KW vor dem Ziindtotpunkt ist eine deutlich erhohte Reaktivitét
im Bereich der Auslassventile gegeniiber der Umgebung zu sehen. In den nachfolgenden Bildern der
oberen Reihe lésst sich die weitere Ausbreitung der Reaktionszone gut erkennen. Hierbei werden

auch Bereiche zwischen den Auslassventilen und der Zindkerze von den Vorreaktionen erfasst. Bei
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740°KW n. ZOT ist ein Erloschen der erhéhten Reaktivitat festzustellen, was daran liegt, dass durch

die Abwértsbewegung des Kolbens die Temperatur und der Druck sinken.
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Abbildung 8.4: Raumliche Verteilung des OH-Massenbruchs im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen im
Fall Tpy = 973 K; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei
y = —0,017m

In der zweiten und dritten Reihe von Abbildung [8:4)ist die zeitliche Entwicklung des OH-Massen-
bruchs in der x-z-Ebene bei y = 0,017 m bzw. der x-z-Ebene bei y = —0,017 m dargestellt. Hierin ist
klar ersichtlich, dass der Beginn der Selbstziindung im Spalt zwischen Auslassventil und Zylinderkopf
stattfindet. Von da aus breitet sich die Reaktionsfront bei spéteren Kurbelwellenwinkeln weiter in den
Brennraum aus, wobei die Reaktionsfront als schmaler Streifen mit erh6htem OH das Kraftstoff-Luft-
Gemisch durchlduft. Die Reaktionszone erreicht sowohl den Kolben als auch die Laufbuchse in der
Néhe des Feuerstegs. Nach dem Durchqueren der Reaktionsfront sinkt der OH-Massenbruch wieder
ab und verbleibt danach auf relativ niedrigem Niveau.

Ein &hnliches Bild, jedoch mit zeitlicher Differenz, weist die rdumliche und zeitliche Verteilung
des zweiten Entscheidungskriteriums, dem COs-Massenbruch, auf (Abbildung. Im ersten Teilbild
bei 710°KW n. ZOT und in allen Ansichten zeigt sich bereits ein betrdchtlicher Anteil an COs im
Brennraum. Jenes stammt als Restgasanteil aus dem vorherigen Arbeitsspiel. Bei 720°KW n. ZOT
ist in der Draufsicht eine deutliche Steigerung des COs-Gehalts im Bereich der Auslassventile zu
erkennen, wobei sich der Anstieg schon sehr grofsflichig zeigt. Bei 730 und 740°KW n. ZOT findet
die weitere Ausbreitung von COs in Richtung der Brennraummitte und der Laufbuchse statt. Anders
als OH liegt CO2 nach dem Durchschreiten der Reaktionsfront als Verbrennungsprodukt auf einem
augenscheinlich héheren Niveau im Brennraum vor.

Die zeitliche Differenz beim Anstieg des OH- und COs-Massenbruchs zu Beginn der Selbstziindung
kann fiir den reduzierten Mechanismus auch in 0D-Reaktorsimulationen festgestellt werden. In der

3D-CFD-Simulation wird dieser Effekt zusédtzlich durch Berticksichtigung von Mischungsvorgéngen
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beeinflusst. Somit erscheint es durchaus plausibel, dass die verwendeten Kriterien einen unterschied-

lichen zeitlichen Verlauf aufzeigen.
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Abbildung 8.5: Raumliche Verteilung des CO2-Massenbruchs im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen im
Fall Tpy = 973 K; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei
y = —0,017m

Aus den gezeigten Ergebnissen zur Verteilung von OH und CO; ldsst sich festhalten, dass eine
Vorentflammung auftritt, sofern es zu einer Erhohung der Auslassventiltemperatur um 200 K kommt,
da beide ausgewéhlte Kriterien als positiv hinsichtlich einer Vorentflammung bewertet werden konnten.

Da die zeitliche Entwicklung der Reaktionsfront im Fall von OH und CO5 unterschiedlich ausfillt,
erfolgt nun die Darstellung der zeitlichen und rdumlichen Entwicklung der Fluidtemperatur im Brenn-
raum, Abbildung[8:6] Somit ldsst sich der Selbstziindwinkel genauer bestimmen. Erste deutlich hohere
Gastemperaturen sind im engen Ventilspalt bei 710°KW n. ZOT in der Draufsicht und den Schnit-
tebenen ansatzweise erkennbar. Hieraus breitet sich die Temperatur entlang der Auslassventilteller in
Richtung Brennraum aus, 720°KW n. ZOT. 10°KW nach dem oberen Totpunkt sind bereits grofse
Bereiche unterhalb der Auslassventile vom Temperaturanstieg erfasst. Zum spéteren Zeitpunkt ist der
Einfluss der Entspannung auf die Temperatur zu erkennen, weshalb die Fluidtemperatur abzufallen
beginnt.

Beim Vergleich der Abbildungenundléisst sich eine grofe Ahnlichkeit im zeitlichen und réium-
lichen Ausbreitungsverhalten von Kohlenstoffdioxid sowie der Temperatur feststellen. Dabei resultiert
aus der Selbstziindung nur ein geringer Temperaturanstieg, was als Folge aus dem Reduzierungspro-
zess des chemischen Reaktionsmechanismus hervorgeht. Dies liegt jedoch in guter Ubereinstimmung
mit der Aufgabenstellung der Arbeit den Selbstziindbeginn abzubilden.

Um die Entstehung und den Fortgang einer Vorentflammung genau zu analysieren, bietet sich die
Darstellung von OH auf Iso-Flichen an, so dass die rdumliche Struktur der Reaktionszone erkennbar
wird, Abbildung[8.7] Hierin ist fiir 705°KW n. ZOT zu sehen, dass sich die Reaktionszone zunéchst im
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Abbildung 8.6: Raumliche Verteilung der Temperatur im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen im Fall
Tay = 973 K; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y =
—0,017m

Spalt zwischen Auslassventil und Zylinderkopf entwickelt und danach den Auslassventilteller erreicht.
Die thermodynamischen und strémungsmechanischen Bedingungen im Spalt begiinstigen somit die
Vorentflammungsentwicklung, denn in diesem Bereich sind auf Grund der Stromungsverhéltnisse die
Geschwindigkeiten des Fluids sehr klein und somit die Verweilzeiten von Teilchen grof.

Die Teilbilder 710, 715 und 720°KW n. ZOT zeigen die weitere Ausbreitung der Reaktionsfront,
wonach immer grofere Teile der reaktiven Zone in Richtung Brennraummitte und Kolben fortschrei-
ten. Bei 725°KW n. ZOT und den nachfolgenden Bildern bis 740°KW n. ZOT ist zu erkennen, dass
die Reaktionszone immer breiter wird, sie grofte Teile der Auslassventilseite bereits okkupiert hat und
sich in Richtung Einlassseite ausdehnt. Trotz der zu erwartenden anders verlaufenden Reaktionsfron-
tausbreitung bei Verwendung eines kompletten Reaktionsmechanismus, hilft die genaue Betrachtung
der iso OH-Fldchen ein Versténdnis der ersten Flammenfrontbildung zu erlangen.

Die obigen Abbildungen [B:4] bis [8.7] stellen die rdumliche und zeitliche Entstehung einer Vorent-
flammung fiir eine Auslassventiltemperatur von T4y = 973 K dar. Die Frage ist nun, zu welchem
Zeitpunkt die Vorentflammung genau detektiert ist. Da sich die Bewertungskriterien in der zeitli-
chen Abfolge unterschiedlich verhalten, kénnen zwei Antworten fiir die Frage gegeben werden. Bei
Tyy = 973 K ergibt sich der Vorentflammungszeitpunkt bei Betrachtung von OH zu 716°KW n. ZOT
und fur COq zu 721°KW n. ZOT. In dieser Arbeit ist das entscheidende Kriterium fiir den Be-
ginn einer Vorentflammung der COs-Massenbruch. Bei Betrachtung der Temperatur ergibt sich ein
Selbstziindwinkel von 719°KW n. ZOT. Die Differenz im Beginn der Selbstziindung kann auch in
0D-Reaktorsimulationen mit dem reduzierten Mechanismus festgestellt werden. Es erscheint somit
plausibel, dass diese Differenz ebenfalls in der direkten Kopplung von 3D-CFD-Simulation und dem

reduzierten Reaktionsmechanismus auftritt.
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Abbildung 8.7: Struktur der Reaktionszone als OH-Isoflache im Brennraum zu verschiedenen Kurbelwellenwinkel

Fiir eine Auslassventiltemperatur von T4y = 973 K konnte eine Vorentflammung erfolgreich bei
721° KW n. ZOT nachgewiesen werden, so dass die Auslassventiltemperatur sukzessive nach der in
Abschnitt beschriebenen Methode verringert worden ist. Auf eine detaillierte Ergebnisdarstellung
wird an dieser Stelle verzichtet, da die physikalischen Effekte, die moglicherweise zu einer Vorentflam-
mung fithren wiirden, die gleichen sein werden, wie die bereits oben genannten. Vielmehr erfolgt die
Zusammenfassung der Auslassventiltemperatur-Variation.

Das Ergebnis dieser Variation zeigt Abbildung [8:8] in der der Ziindverzugswinkel, jeweils nach dem
OH- bzw. dem COz-Kriterium bewertet, {iber die Auslassventiltemperatur aufgetragen ist. Hierin lasst
sich erkennen, dass mit abfallender Temperatur die Selbstziindung in Richtung ,spét* wandert, wobei
die jeweiligen Kriterien einen unterschiedlich starken Gradienten zeigen. Wéhrend bei Ty = 973 K
die Differenz zwischen dem Induktionswinkel von OH und COy nur 5°KW betréigt, weist die Diffe-
renz bei T4y = 923 K bereits 17°KW auf. Auf Grund des zeitlichen Unterschieds verstarkt sich der
Einfluss des Druck- und Temperaturabfalls im Arbeitstakt auf die chemischen Prozesse, so dass eine
Zunahme der zeitlichen Differenz im Induktionswinkel von OH und CO5 plausibel erscheint. Tenden-
ziell bestétigt Abbildung die Erwartung, dass mit abnehmender Temperatur die Induktionszeit
anwéchst und damit die Vorentflammungsneigung sinkt.

Zum Weiteren ist in Abbildung[8:§zu sehen, dass bei einer Auslassventiltemperatur von 873 K nach
dem OH-Kriterium eine Vorentflammung bei 729°KW n. ZOT, jedoch nach dem COs-Kriterium die
Selbstziindung nicht mehr im betrachteten Zeitraum auftritt. Deshalb liegt die Grenze fiir Vorent-
flammungen unter den hier untersuchten Bedingungen bei T4y = 873 K. Liegt die Auslassventiltem-
peratur im Wertebereich von [873,973] K, kann eine mdgliche Vorentflammung des Gemisches nicht
ausgeschlossen werden. Durch zusétzliche Temperaturvariationen kann die hier festgestellte Grenztem-
peratur weiter angenihert werden, jedoch wird in dieser Arbeit auf Grund der Rechenzeiten davon

abgesehen. Fiir eine Parameterrechnung und bei Verwendung des reduzierten chemischen Mechanis-
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Abbildung 8.8: Induktionswinkel bewertet nach OH resp. CO2 bei Variation der Auslassventiltemperatur

mus sind zwei Wochen Rechenzeit auf 48 Prozessorkernen einzuplanen. Dabei wurden die Rechnungen
hauptséchlich auf einem Rechenknoten mit vier AMD Opteron Prozessoren, die eine Taktfrequenz von
2,2 GHz aufweisen und jeweils 12 Prozessorkerne besitzen, durchgefiihrt.

Aus den gezeigten Ergebnissen wird ersichtlich, dass die Vorentflammung ihren Entstehungsort im
Bereich der Auslassventile hat, genauer gesagt im Spalt zwischen Ventil und Zylinderkopf. Die Griinde

hierfiir konnen wie folgt zusammengefasst werden:

e Schaffung eines Totgebietes, das zum einen die Durchmischung mit weniger reaktivem Gemisch
behindert und zum anderen die Stromungsgeschwindigkeiten in diesem Bereich herabsenkt, so dass
die Verweilzeit des Fluids ansteigt,

e Auslassventile stellen neben der Ziindkerze die heiflesten Bauteile im Brennraum dar, weshalb sie

die Bildung von reaktiven Fluidballen begiinstigen.

Diese beiden Faktoren fiilhren dazu, dass heifie Auslassventile mit einer Temperatur hoher als T4y =
873 K als wahrscheinliche Ursache fiir Vorentflammungen in Frage kommen.

Auf Grund der konstruktiven Situation lasst sich der Spalt zwischen Ventil und Zylinderkopf nur
schwer ganz vermeiden. Eine Moglichkeit besteht in der Anbringung einer zweiten Fase im Bereich
des Auslassventiltellers. Hierdurch kann ein besseres Anschmiegen des Ventils an den Zylinderkopf
erreicht werden, was wiederum die Vermeidung von Totgebieten in diesem Bereich begiinstigt.

Weiteres Potential erschlieft sich durch direkte Beeinflussung der Auslassventiltemperatur. Hier-
bei kann iiber mehrere Prozesse aktiv auf die Oberflichentemperatur eingewirkt werden. So ist z.B.
durch eine glinstig gelagerte Ventiliiberschneidung und damit intensive Spiilung ein Absinken der
Ventiltemperatur zu erwarten. Wenn maoglich sollte die Steuerzeit Einlass 6ffnet (EO) deutlich vor
dem Druckanstieg im Auslasskanal gelegt werden. Dadurch ist eine effektive Spiilung des Zylinders
moglich und kalte Frischluft stromt in den Abgaskanal. Kommt es dann zum Anstieg des Drucks im
Abgastrakt, stromt das Frischluft-Abgas-Gemisch aus dem Abgaskanal in den Zylinder zuriick. Neben
dem Transport der Frischluft in den Abgaskanal ergibt sich durch diese Mafinahme eine Verringerung

der Auslassventiltemperatur durch:

e kalte Frischluft aus dem Einlasskanal iiberstromt auf ihrem Weg in den Abgaskanal die Auslass-
ventile, so dass ein erhohter konvektiver Warmetransport von den Auslassventilen an das Brenn-

raumfluid die Auslassventile kiihlt und
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e auf Grund der niedrigeren Fluidtemperatur im Brennraum, erhoht sich wéhrend der Ladungs-
wechsel- und Kompressionsphase der von den geschlossenen Auslassventilen abgefithrte Warme-

strom.

Weiterhin kann die Auslassventiltemperatur durch Verschiebung des Luftverhéltnisses in Richtung
fett gesenkt werden. Hierdurch sinkt die Gastemperatur des Gemisches, so dass der von den Aus-
lassventilen abgefiihrte Warmestrom ansteigt.

Ein weiterer Block von Gegenmafnahmen erschliefst sich durch Betrachtung der Kiihlkonzepte der
betroffenen Bauteile. Zum einen koénnte versucht werden, durch neue Kiihlkonzepte direkt auf die
Auslassventiltemperatur im Bereich des Ventilsitzes einzugreifen, so dass der Wéarmeeintrag in den
Ventilspalt geringer ist. Hierbei muss allerdings die Festigkeit der Ventile mitberiicksichtigt werden.
Zusétzlich sollte das Kiihlwasser im Bereich der Auslassventile zylinderkopfseitig moglichst nah an die
Brennraumwand gefiihrt werden, um somit die Wérmeiibertragung in Bezug auf Vorentflammungen

zu verbessern.

8.2.2 Variation der Temperaturverteilung

Zur genaueren Wiedergabe der Realitit wird fiir die Auslassventile eine radiale Temperaturverteilung
angenommen, um damit der unterschiedlichen Kiihlung dieses Bauteils Rechnung zu tragen. In Ab-
bildung [8:9] ist die zu Beginn der Rechnung festgelegte Verteilung der Auslassventiltemperatur iiber
den Tellerradius der beiden Auslassventile dargestellt. In der Mitte des Ventiltellers tritt auf Grund
ungiinstiger Kiithlbedingungen die hochste Oberflachentemperatur mit 1073 K auf, die zum Rand hin
auf 873 K abfillt. Die Auslassventiltemperatur wird als zeitlich konstant wihrend der Rechnung ange-
nommen. Alle anderen Rand- und Anfangsbedingungen entsprechen dem Referenzfall aus Abschnitt
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Abbildung 8.9: Radiale Temperaturverteilung iiber den Auslassventiltellern

Zunichst soll die Ausbreitung einer moglichen Reaktionsfront mit Hilfe des OH-Massenbruchs ver-
deutlicht werden. Hierzu ist in Abbildung [8:10] die rdumliche Verteilung von OH in der Draufsicht
und zwei ausgewéhlten x-z-Ebenen dargestellt. Bei Betrachtung der Teilbilder in allen Ansichten zeigt
sich eine deutlich verfriihte Selbstziindung des Kraftstoff-Luft-Gemisches vor der eigentlichen Ziin-

dung, wobei der Ausgangspunkt wieder im Spalt zwischen Auslassventil und Zylinderkopf liegt. Im
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Abbildung 8.10: Riumliche Verteilung des OH-Massenbruchs im Brennraum zu verschiedenen Zeitpunkten bei radia-
ler Auslassventiltemperatur; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene
bei y = —0,017 m

Vergleich zur Rechnung mit homogener Ventiltemperatur ist jedoch kaum ein Unterschied weder in
der zeitlichen noch in der rdumlichen Entwicklung zu sehen, vgl. Abbildung [8:4] Dies lésst sich auch
anhand des COs-Massenbruchs zeigen, auf dessen Darstellung aber verzichtet wird, denn es sind keine
wesentliche Unterschiede im Ergebnis vorhanden.

Die gezeigten Ergebnisse lassen den Schluss zu, dass die Art der Temperaturverteilung auf die
Vorentflammungen einen geringen bis gar keinen Einfluss hat. Es erscheint nur wichtig, die globale
Ventiltemperatur zu senken, um die thermodynamischen Bedingungen im Spalt ungiinstiger im Bezug
auf Vorentflammungen zu gestalten. Mogliche Mafinahmen zur Senkung der Auslassventiltemperatur
sind im vorigen Abschnitt [8.2.1] beschrieben.

Es konnte durch die 3D-CFD-Rechnungen eindeutig gezeigt werden, dass die Vorentflammung ihren
Entstehungsort im Spalt zwischen Auslassventil und Zylinderkopf hat. Hierbei konnte iiber eine geziel-
te Verringerung der Auslassventiltemperatur die Grenze fiir die Vorentflammung identifiziert werden.
Es ergibt sich hierfiir ein Wert von T4y, = 873 K. Bleibt die Temperatur unter dieser Grenze, ist eine
Vorentflammung wenig wahrscheinlich.

Weiterhin wird der Einfluss der Temperaturverteilung iiber die Auslassventiloberfliche untersucht.
Hierbei zeigt sich kein Unterschied in den Ergebnissen zu einer gleichverteilten Oberflachentemperatur.

Vom Autor werden zur Vermeidung der Vorentflammungsbildung, hervorgerufen durch erhdhte
Auslassventiltemperaturen und die Bildung von Totgebieten im Auslassventilbereich, folgende Gegen-

mafknahmen vorgeschlagen:

e konstruktive Anpassung des Ventiltellers an die Form des Zylinderkopfs,

e Timing der Ventiliiberschneidung auf ein positives Spiilgefdlle hin auslegen,
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e Verschiebung des Luftverhéltnisses zu Werten kleiner eins und

e Verbesserung der Kiihlung sowohl auf der Auslassventilseite als auch auf der Zylinderkopfseite.

8.3 Zundkerze

Im folgenden Abschnitt werden die Ergebnisse hinsichtlich der Untersuchung des Einflusses der Ziind-
kerze auf eine mogliche Vorentflammung gezeigt. Hierfiir erfolgt die Integration der Ziindkerze in das
urspriingliche numerische Rechengitter, wozu die bisherige Blockstruktur auf geeignete Weise abge-
dndert wird. Das Resultat dokumentiert Abbildung [8:11] in der die Ziindkerze aus der Dachelektrode
und der Massenelektrode besteht.

Abbildung 8.11: Integration der Ziindkerze in das bestehende Rechengitter

Fiir die Untersuchung wird auf folgende Art und Weise vorgegangen. In einem ersten Schritt erfolgt
die Untersuchung der Ziindkerzentemperatur. Hierzu liegen im Experiment ermittelte Oberflichentem-
peraturen der Dach- und Massenelektrode vor. Im néchsten Schritt soll der Einfluss der konstruktiven
Gestaltung der Ziindkerze analysiert werden. Dazu wird ein Ringspalt zwischen Dachelektrode und
Isolator eingefiihrt. In einer letzten Variationsrechnung soll die rdumliche Orientierung der Ziindkerze

variiert und die daraus resultierenden Folgen auf eine Vorentflammung untersucht werden.

8.3.1 Einfluss der Ziindkerzentemperatur

Mittels Infrarot-Thermometrie, die durch den Projektpartner durchgefiihrt wurde, kann die Tem-
peraturverteilung auf der Ziindkerzenoberfliche bestimmt werden. Den Messungen lésst sich fir

die Temperatur der Massenelektrode ein Wert von Th;p = 973 K und fiir die Dachelektrode ein
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Abbildung 8.12: Raumliche Verteilung von OH auf Isoflichen

Wert von Tpr = 773 K entnehmen. Diese Temperaturen werden als Randbedingung fiir die 3D-
CFD-Simulation verwendet, Abbildung Alle anderen Randbedingungen sind mit den urspriing-
lichen Einstellungen aus Abschnitt identisch. Der Startzeitpunkt fiir die Simulation liegt bei
565°KW n. ZOT und der Endzeitpunkt bei 740°KW n. ZOT.

Unter den oben genannten Randbedingungen kann keine erhohte Reaktivitdt sowohl bei OH als
auch bei CO; iiber die gesamte Rechenzeit festgestellt werden. Zur Verdeutlichung zeigt Abbildung
[8:12 zu ausgewéhlten Zeitpunkten die Verteilung von OH auf Isoflichen im Brennraum, wobei die
Skala im Wertebereich von 0 bis 1-10710 liegt. Hierin ist klar ersichtlich, dass es ausschlieflich im
Bereich des Spalts zwischen Auslassventil und Zylinderkopf zu einem Anstieg an OH kommt. Es bleibt
jedoch festzuhalten, dass der OH-Massenbruch im Vergleich zu den Ergebnissen im Abschnitt auf
einem viel niedrigeren Niveau vorliegt, so dass in diesem Fall von keiner Vorentflammung gesprochen
werden kann. Im Bereich der Ziindkerze ist iiber die gesamte Rechenzeit keinerlei erhéhte Reaktivitat
zu verzeichnen.

Die Ursache fiir den nicht wahrnehmbaren Einfluss der Ziindkerze begriindet sich zu einem grofsen
Teil durch die exponierte Lage der Ziindkerze innerhalb des Brennraums. Grundsétzlich treten hier
zwei Haupteinfliisse auf, wobei beide ein Resultat der typischen ottomotorischen Tumble—Strémunﬂ
sind. Auf Grund der hohen Stromungsgeschwindigkeiten im Bereich der Ziindkerze sind die daraus
resultierenden Verweilzeiten des Fluids sehr kurz. Um dies zu verdeutlichen, stellt Abbildung [8:13| die
Stromungsstruktur um die Ziindkerze dar, wobei der Betrag der Geschwindigkeit auf zwei ausgewéhl-
ten Ebenen in der x-z bzw. in der y-z-Ebene durch die Ziindkerze alle 45°KW abgebildet ist. Hierin
zeigt sich zu allen Zeitpunkten eine deutlich héhere Geschwindigkeit des Fluids im Bereich der Dach-
und Massenelektrode gegeniiber dem umgebenden Fluid. Hohe Stromungsgeschwindigkeiten bedeuten

kurze Verweilzeiten, die einen direkten Einfluss auf die chemischen Prozesse haben.

2Sofern ein Ottomotor mit Benzindirekteinspritzung vorliegt, wird die Tumble-Strémung fiir eine bessere Vermischung
von Frischluft und Kraftstoff benutzt.
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Abbildung 8.13: Stromungsverhaltnisse um die Ziindkerze; oben: Rdumliche Verteilung des Geschwindigkeitsbetrages,
unten: Geschwindigkeitsfeld représentiert durch Vektorpfeile

Den weiteren Einfluss der Tumble-Strémung auf die chemischen Prozesse zeigt Abbildung [8.13] in
der unteren Bildreihe. Hier ist die Wirbelstruktur in der x-z-Ebene bei y = 0 mm zu sehen, inklusive
des Wirbelkerns in der Mitte des Zylinders. Es wird deutlich, dass durch die Drehbewegung um die y-
Achse des Zylinders ein stéandiger Transport hin und weg zur Ziindkerze stattfindet. Der Tumble bleibt
wahrend der gesamten Kompression und dariiber hinaus erhalten. Somit erfolgt eine kontinuierliche
Durchmischung des Fluids. Eventuell aktive Teilchen werden in weniger reaktive Brennraumzonen
transportiert.

In der Summe fiihren die kurze Verweilzeit und der stdndige Abtransport reaktiver Teilchen im
Nahbereich der Ziindkerze, bei der hier untersuchten Konfiguration sowie den verwendeten Bedingun-
gen, zu keiner Detektion einer Vorentflammung. Im néchsten Teilabschnitt wird deshalb der Einfluss

der Ziindkerzentopologie untersucht.

8.3.2 Variation der Ziindkerzentopologie

In diesem Teilabschnitt soll der Einfluss der konstruktiven Gestaltung der Ziindkerze néher beleuchtet
werden. Hierzu wird, im Gegensatz zum vorherigen Abschnitt iber den gesamten Umfang ein
Ringspalt zwischen Dachelektrode und Ziindkerzensitz eingefiihrt. In Abbildung sind die unter-
schiedlichen konstruktiven Ausfiihrungen fiir die Ziindkerze schematisch dargestellt. Die Frage ist,

welchen Einfluss dieser Spalt auf die Vorentflammung haben kann. Dabei wird die Hypothese auf-
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gestellt, dass durch den eingefiihrten Ringspalt ein zusétzliches Windschattengebiet im Brennraum

geschaffen wird. Dies kann die Ausbildung einer Vorentflammung im Bereich der Ziindkerze mafigeb-

ﬂ @;rﬁ

(a) Ziindkerze ohne Ringspalt (b) Ziindkerze mit Ringspalt

lich beeinflussen.

Abbildung 8.14: Schematische Darstellung der unterschiedlichen Konstruktionen der verwendeten Ziindkerze

Die Temperaturverteilung wird so vorgegeben, das die Messwerte aus der Infrarot-Thermometrie
eingehalten werden, vgl. Abschnitt Zum Startzeitpunkt der Rechnung befindet sich kein Kraft-
stoff, sondern nur ein Luft-Abgas-Gemisch im Ringspalt der Ziindkerze. Erst durch die Stréomung und

die Aufwirtsbewegung des Kolbens gelangt Kraftstoff in den Spalt.
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Abbildung 8.15: Réumliche Entwicklung des OH-Massenbruchs bei Einfiihrung eines umfangseitigen Ringspalts in
der Ziindkerze

Um das Auftreten einer Vorentflammung bewerten zu koénnen, wird im Folgenden die rdumliche
und zeitliche Entwicklung von OH auf Isoflichen betrachtet, wobei der Skalen-Wertebereich von 0 bis
51078 skaliert ist, s. Abbildung Hierin zeigt sich, dass bei 710°KW n. ZOT keinerlei signifikanter
Anstieg an OH im Bereich der Ziindkerze zu sehen ist. Nur im Bereich der Auslassventile stellen sich
erhOhte Anteile dar, wobei das Niveau dem aus Abschnitt entspricht und als nicht kritisch
bewertet wird. Zum néchst spéteren Zeitpunkt erfolgt ein erster Peak des Hydroxyl-Radikals im Spalt
der Ziindkerze. Hierbei liegt ein lokaler Anstieg iiber der gesamten Ringspalththe vor, der nicht
entlang des gesamten Umfangs stattfindet, s. Zoomansicht in Abbildung[8:I5|unten. Durch eine gezielte
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Auswertung der Stromung innerhalb des Spalts zwischen Ziindkerzensitz und Dachelektrode lasst sich
ermitteln, dass die Reaktionszone im Bereich niedrigster Stromungsgeschwindigkeiten erscheint.

Bei 730 und 740°KW n. ZOT in Abbildung [8.15]findet die weitere Ausbreitung von OH entlang des
Spaltumfangs statt. In allen Teilbildern aus Abbildung [8:15]ist nur eine schwache Ausbreitung der Re-
aktionsfront im Brennraum aus dem Ringspalt zu sehen. Urséchlich ist dafiir der Entspannungseffekt
durch die Abwartsbewegung des Kolbens im Arbeitstakt verantwortlich. Anhand des OH-Kriteriums

lasst sich eine Vorentflammung fiir diese Parameterrechnung bei 725°KW n. ZOT feststellen.

Cc0o2
0.0063 00064 |
0.0062 0.0065
710°KW n ZOT 720°KW n ZOT 730°KW n ZOT 740°KW n ZOT

Abbildung 8.16: Raumliche Entwicklung des COz-Massenbruchs bei Einfiihrung eines umfangseitigen Ringspalts in
der Ziindkerze

Auch bei Betrachtung des zweiten Selbstziindkriteriums, dem COy-Massenbruch, in Abbildung 8:16]
zeichnet sich ein dhnliches Bild wie beim OH-Massenbruch ab. Hierin erfolgt wiederum die Darstellung
von CO4 auf Isoflichen, damit ein Vergleich zu Abbildung [8.15] gezogen werden kann. Mit einem zeit-
lichen Versatz von 10°KW im Vergleich zu OH tritt ein erster Anstieg von COg bei 730°KW n. ZOT
im Ringspalt auf. Danach schreitet die Reaktionsfront umfangsseitig im Ringspalt fort, wobei aber-
mals nur ein leichtes Fortschreiten der Reaktionszone in den Brennraum festgestellt werden kann. Im
Gegensatz zur OH-Verteilung ist in keinem der Teilbilder ein Anstieg von CO5 im Bereich der Aus-
lassventile zu beobachten. Dies bestétigt die zuvor getroffene Aussage, dass an den Auslassventilen
unter diesen Bedingungen keine Vorentflammung auftritt. Auch mit dem zweiten Selbstziindkriterium
konnte eine Vorentflammung erfolgreich veranschaulicht werden. Deren Entstehungszeitpunkt im Fall
von COs3 bei 730°KW n. ZOT liegt.

Sowohl anhand des OH als auch mit Hilfe des CO3-Massenbruchs kann eine erhohte Reaktivitat
im Ringspalt registriert werden. Hierbei bleibt die Reaktionsfront jedoch vorrangig auf den Spalt
beschriankt, da sich die Reaktionszone nur leicht in den Brennraum ausbreiten kann. Als Ursache
zeichnen sich dafiir die hohen Stromungsverhéltnisse im Ziindkerzenbereich aus, die zu einem Ab-
transport von reaktiven Teilchen aus dem Spaltbereich der Ziindkerze fiihren, so dass es zu einer
erhdhten Durchmischung mit weniger aktiven Fluid kommt, s. Erlauterung im Abschnitt auf
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Seite [B3] ff. Unterstiitzt wird die schwache Auspridgung der Reaktionszone in den Brennraum hinein
durch die Abwartsbewegung des Kolbens im Arbeitstakt.

Im Gegensatz zur geschlossenen Dachelektrode wird durch Einfithrung eines Spalts zwischen Dach-
elektrode und Ziindkerzensitz eine Vorentflammung detektiert. Dies liegt vor allem an den giinstigeren
Strémungsbedingungen hinsichtlich einer Selbstziindung im Ringspalt, die sich positiv auf die Aus-
bildung reaktiver Teilchen auswirken. Dies hat zwei Griinde. Zum einen ist die Verweilzeit innerhalb
des Ringspalts grofer als aufserhalb. Zum anderen findet eine geringere Durchmischung mit kélterem,
weniger reaktiven Gas aus dem Brennraum statt.

Eine Frage, die in diesem Rahmen noch offen bleibt, betrifft die weitere Ausbreitung der Reak-
tionsfront aus dem Spalt hinaus in den Brennraum. Dies ist mit dem in dieser Arbeit verwendeten
reduzierten Mechanismus nicht mdoglich, da die Informationen des Hochtemperaturbereichs nicht mehr
Bestandteil des Reaktionsmechanismus sind. Es lésst sich jedoch vermuten, dass die Initiierung einer
Vorentflammung aus dem Ringspalt heraus sehr wahrscheinlich erscheint, da das Fluid im Brennraum
den thermodynamischen Bedingungen um den ZOT ausgesetzt ist, so dass die chemische Aufbereitung
des Gases giinstig fiir die Ausbildung einer Selbstziindung erscheint. Zudem muss darauf hingewiesen
werden, dass das Ausbilden der Reaktionsfront deutlich nach 720°KW n. ZOT erfolgt, so dass die Fol-
gen der Vorentflammung weniger dramatisch ausfallen kénnen. Unter Verwendung eines kompletten
Mechanismus wére es moglich, die Frage nach der brennraumseitigen Ausbreitung der Reaktionsfront
endgiiltig zu beantworten.

Die aufgestellte Hypothese, dass durch Einfithrung eines Spalts im Bereich der Dachelektrode giins-
tigere Bedingungen bzgl. Vorentflammungsbildung geschaffen werden kénnen, hat sich bewahrheitet.
Daraus lasst sich die Forderung nach Verwendung anderer Ziindkerzen ohne Ringspalt ableiten, um
die Bildung einer Reaktionszone genau in diesem Bereich zu verhindern. Hierbei muss allerdings der
Wiérmewert der Ziindkerze mit in Betracht gezogen werden, was aufserhalb des Rahmens dieser Arbeit

liegt.

8.3.3 Variation der Ziindkerzenausrichtung

Bisher erfolgt die Ausrichtung die Ziindkerze im Brennraum so, dass die Massenelektrode parallel zur
y-Achse des Brennraumkoordinatensystems angeordnet ist, vgl. Abbildung Hieraus resultieren
die in Abschnitt[8.3.1]diskutierten Stromungsstrukturen und die daraus abgeleiteten Stromungseffekte,
die keine Vorentflammung bei geschlossener Ziindkerze hervorrufen.

In diesem Abschnitt erfolgt eine Einflussanalyse der Ziindkerzenausrichtung auf die Vorentflam-
mungsbildung. Hierfiir wird die Ziindkerze um 90° entgegen dem Uhrzeigersinn gedreht, was im Wei-
teren gerichtete Ausrichtung genannt werden soll. In Abbildung [B:17] ist die rdumliche Orientierung
der Ziindkerze im Brennraum fiir die Ausgangslage sowie fiir die gerichtete Orientierung dargestellt.
Die Hypothese lautet, dass durch diese Stellung der Ziindkerze ein Windschattengebiet im Brennraum
entsteht, das die Ausbildung einer Vorentflammung begiinstigt. Das Windschattengebiet resultiert aus
der Anstromung der Massenelektrode durch den Tumble-Wirbel. Die globale Strémungsrichtung im
Zylinder ist durch den Pfeil in Abbildung (b) schematisch dargestellt.

Zur Bestédtigung dieser Hypothese erfolgt nun die rdumliche und zeitliche Darstellung des OH-
Massenbruchs anhand von Isoflichen im Brennraum, s. Abbildung[8.18 Fiir den ersten Zeitpunkt, 710°
KW n. ZOT, ist keinerlei Anstieg des OH-Massenbruchs im Brennraum zu erkennen. 10°KW spéter
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(a) normale Orientierung (b) gerichtete Orientierung

Abbildung 8.17: Schematische Darstellung der unterschiedlichen Ziindkerzenorientierung inklusive der Drehrichtung
des Tumble-Wirbels

zeigt sich eine deutliche Reaktionsfront im Ringspalt der Ziindkerze, wobei sich der Entstehungsort der
Selbstziindung von der nicht gerichteten Ziindkerze klar unterscheidet, vgl. Abbildung[8.18| und
In den nachfolgenden Zeitpunkten ist einerseits ein Ausbreiten im Ringspalt der Ziindkerze und zum
anderen ein Ausbreiten entlang der Massenelektrode in den Brennraum hinein erkennbar. Dies zeigt
den deutlichen Unterschied zwischen gerichteter und nicht gerichteter Orientierung der Ziindkerze.
Eine Vorentflammung kann nach dem OH-Kriterium bei 718°KW n. ZOT detektiert werden.

Co2
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Abbildung 8.19: Réumliche Entwicklung des CO2-Massenbruchs fiir die gerichtete Ziindkerzenausrichtung

Ein #hnliches Bild zeichnet sich bei Betrachtung des COs-Massenbruchs in Abbildung [8.19] ab.
Im ersten Zeitpunkt bei 710°KW n. ZOT ist im gesamten Brennraum kein Kohlenstoffdioxid, fiir
den hier verwendeten Wertebereich, zu sehen. Im ZOT erscheint ein erster Anstieg von COs im
Ubergangsbereich der Massenelektrode zur Einschraubung. Von da aus erfolgt die Ausbreitung der

Reaktionsfront vorrangig im Ringspalt. Im Vergleich zum OH-Massenbruch zeigt sich fiir CO4 keine
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Abbildung 8.18: Riumliche Entwicklung des OH-Massenbruchs fiir die gerichtete Ziindkerzenausrichtung

deutliche Reaktionsfrontausbreitung in den Brennraum hinein. Dies kénnte mit dem abnehmenden
Druck und Temperatur infolge der Entspannung zusammen héngen. Die Vorentflammung tritt, nach
dem COs-Kriterium bewertet, bei 730°KW n. ZOT auf.
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Abbildung 8.20: Riumliche Verteilung des Geschwindigkeitsbetrages und Vektordarstellung des Geschwindigkeitsfel-
des bei 705°KW n. ZOT

Anhand den Abbildungen [8:I8|resp. [B.I9 kann eine Vorentlammung eindeutig nachgewiesen werden,
wobei sich im Vergleich mit den Abbildungen [B:15] bzw. [8:16] aus Abschnitt [8:3:2] klare Unterschiede
feststellen lassen. Diese konnen mittels Abbildung [8:20] plausibel erklért werden. Hier ist zum einen
die rdumliche Verteilung des Geschwindigkeitsbetrages und zum anderen das Geschwindigkeitsfeld
anhand von Vektorpfeilen bei 705°KW n. ZOT dargestellt. Durch die sich entgegen des Uhrzeigersinns
drehende Tumble-Stromung entsteht zwischen dem Biigel der Massenelektrode und der Dachelektrode
ein Windschattengebiet mit sehr geringen Geschwindigkeitsbetragen. Hierdurch kommt es zu einer
erhohten Verweilzeit im Bereich der heifsen Massenelektrode.

Zudem bewirkt die Quetschstromung, die durch die Aufwartsbewegung des Kolbens initiiert wird,
den Transport des heifsen Fluids von der Auslassventilseite in die Nihe der Ziindkerze, welches dann
in den Ringspalt der Ziindkerze gelangt. Dies ist klar im Vergroferungsausschnitt von Abbildung [8:20]
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zu sehen. Im Spalt zwischen Dachelektrode und Ventilsitz hat das Fluid geniigend Zeit, weiter zu
reagieren, wobei diese von den heiffen Temperaturen der Ziindkerze begiinstigt werden.

Die Stellung der Ziindkerze, in Bezug zum Tumble, hat einen grofsen Einfluss auf die Vorentflam-
mungsbildung, weshalb der Beweis fiir die aufgestellte Hypothese erbracht ist. Es kann deutlich gezeigt
werden, dass durch eine gerichtete Orientierung der Ziindkerze die Vorentflammung begiinstigt wird.
Somit empfiehlt sich eine nicht gerichtete Ausrichtung der Ziindkerze, vgl. Abbildung Dadurch

wird ein Abtransport etwaiger reaktiver Teilchen aus dem Bereich der Ziindkerze gewahrleistet.

In diesem Abschnitt konnte der Einfluss der Ziindkerze auf die Vorentflammungsbildung nachgewiesen
werden. Es hat sich gezeigt, dass eine geschlossene Ziindkerze, bei der kein Spalt zwischen Isolator und
Ziindkerzensitz vorhanden ist, nicht als wahrscheinliche Ursache fiir eine Vorentflammung in Betracht
kommt. Im Gegensatz dazu konnte die Vorentflammungsneigung durch Einfiihrung eines Ringspalts
in die Ziindkerze vergrofert werden. Unter dieser Voraussetzung tritt eine klare Selbstziindung auf.
Die wahrscheinliche Ursache fiir dieses Ergebnis ist die Schaffung eines zusétzlichen Totgebiets im
Brennraum, worin das Fluid geniigend Zeit hat, reaktive Spezies zu bilden. Durch die Rechnung mit
reduziertem Reaktionsmechanismus konnte keine Ausbreitung der Reaktionsfront in den Brennraum
hinein beobachtet werden.

Zudem hat sich eine Abhéngigkeit der Vorentflammungsbildung von der Ausrichtung der Ziindkerze
ergeben. Hierbei ist vor allem eine gerichtete Orientierung als kritisch zu bewerten, denn so wird ein
weiteres Windschattengebiet im Bereich zwischen Massen- und Dachelektrode geschaffen. Weiterhin
kommt es durch diese Ausrichtung zu einem Transport von heiffem Fluid von der Auslassventilseite
zur Ziindkerze.

Eine Moglichkeit die Vorentflammungsbildung im Bereich der Ziindkerze zu verhindern, ist die Ver-
wendung geschlossener Ziindkerzen. So kann das im Ringspalt vorliegende Totgebiet ganz vermieden

werden. Auf die gerichtete Orientierung der Ziindkerze sollte nach Moglichkeit verzichtet werden.

8.4 Abgasvariation

Der nachfolgende Abschnitt beschéftigt sich mit der chemischen Einflussanalyse von ottomotorischem
Abgas. Fiir die bisherigen Rechnungen wird von vollstdndig umgesetzten Abgas aus der vorherigen
Verbrennung ausgegangen. Mittels experimentellen Abgasanalysemethoden kann fiir den in dieser Ar-
beit diskutierten Betriebspunkt die reale Abgaszusammensetzung im Motor gemessen werden. Tabelle
zeigt hierfiir die im Folgenden verwendete Zusammensetzung, die in einem Pre-Processing-Schritt
die vollstandig umgesetzte Abgaszusammensetzung ersetzt, wobei die globale Abgasmasse konstant
gehalten wird. Bei ES liegt im Brennraum ein Restgasgehalt von ca. 3% vor, so dass sich die restlichen
97% als Kraftstoff-Luft-Gemisch darstellen.

Die Grundlage fiir die Abgasvariation sind die im Abschnitt [7.3] vorgestellten Simulationsergebnisse
der kalten Strémung bis ES. Dabei bleibt anzumerken, dass die Berechnung der Ladungswechselphase
inklusive der Einspritzung mit dem realem Abgas nicht erneut durchgefiihrt wurde. Die Anderungen
in den thermodynamischen Eigenschaften zum Zeitpunkt ES werden als gering eingeschétzt, weshalb
sie den hohen zeitlichen Aufwand nicht rechtfertigen wiirden.

Der Molanteil an Stickstoff fiir das reale Abgas ergibt sich aus der Differenz von eins und der
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Summe der Molenbriiche der gemessenen Abgaskomponenten. Die Summe an Kohlenwasserstoffen
wird zu gleichen Teilen mit Ethen CyH,4 und Propen C5Hg substituiert. Diese beiden Repréasentanten
werden deshalb gewihlt, da sie bei der Abgasmessung fiir einen Lambdawert bei A = 1,05 in den
héchsten Konzentrationen vorliegen. In der 3D-CFD-Simulation liegt im ZOT ein Luftverhiltnis von

A = 1,03 vor, so dass die Gréfenordnung mit dem Experiment gut iibereinstimmt.

Tabelle 8.1: Reale Abgaszusammensetzung in Molenbriichen

O2 CO2 H>0 NO CO > HC

0,83-1072 14,25-10"2 0,15 3187-10=% 0,44-1072 1072-10~6

Alle sonstigen Randbedingungen entsprechen dem Standard, s. dazu Abschnitt [7-3] und Tabelle
[7-4 Fiir die Darstellung der Ergebnisse werden die iiblichen drei Ansichten verwendet, so wie sie in
Abbildung definiert sind.

8.4.1 Einfluss von realem Abgas

Das Auftreten einer Vorentflammung bei der Verwendung von realem Abgas wird an den Kriterien OH
und CO4 bewertet. Hierzu sei zunéchst die rdumliche Verteilung des Hydroxyl-Radikals in der Drauf-
sicht und auf zwei x-z-Ebenen bei y = 0,017 m resp. y = —0,017 m zu verschiedenen Zeitpunkten
dargestellt, Abbildung [8:21] Im linken oberen Teilbild zeigt sich, dass OH seinen Entstehungsort auch
bei Verwendung von realem Abgas im Bereich des Spalts zwischen Zylinderkopf und Auslassventilen
hat. Dies ist so auch in den x-z-Ebenen bei 710°KW n. ZOT deutlich erkennbar. Im ZOT kann augen-
scheinlich eine Ausbreitung von OH iiber die gesamte untere Ventilseite festgestellt werden, wobei sich
die Reaktionszone auch umfangsseitig ausbreitet. Im Schnittbild bei y = 0,017 m zeigt sich zudem ein
Fortschreiten der Front in den Zylinder hinein. Hierbei transportiert die Tumble-Stromung die reakti-
ven Teilchen aus dem Bereich unterhalb der Auslassventile in den Brennraum hinein. Der Fortschritt
in der x-z-Ebene bei y = —0,017 m ist weniger weit entwickelt. Die Ausbreitung der Reaktionszone
verlduft asymmetrisch, wofiir die dreidimensionale Stromung im Brennraum verantwortlich ist.

Nach Uberschreiten des ZOT, 730 und 740°KW n. ZOT, schreitet die Front mit maximalem OH
weiter Richtung Einlassventilseite. Hierbei tritt die Reaktionsfront nicht als geschlossenes Band {iber
die Auslassventilseite auf, sondern erfihrt einen Bruch in dem Bereich, wo die Auslassventile den
geringsten Abstand zueinander aufweisen.

In den beiden x-z-Ebenen fiir die Zeitpunkte 730 und 740°KW n. ZOT zeigt sich, wie weit OH
bereits auf die Einlassseite vorgedrungen ist. Dies l&sst sich in der Draufsicht nicht erkennen. Die Ur-
sache hierfiir liegt darin, dass die Reaktionsfrontausbreitung vornehmlich iiber die Tumble-Stromung
getrieben wird, die zu einem allmé&hlichen Transport des Hydroxyl-Radikals fiihrt. In der Realitat ldsst
sich ein anderes Verhalten vermuten, denn die chemischen Prozesse sollten nach der Selbstziindung
sowie dem damit einhergehenden Temperaturanstieg um ein Vielfaches schneller ablaufen und der
Stromung {iberlagert sein.

Das zweite Kriterium, was fiir die Bewertung einer Vorentflammung herangezogen wird, ist der COs-
Massenbruch, dessen rdumliche Verteilung Abbildung [8:22 dokumentiert. Zum Zeitpunkt 710°KW n.
ZOT sind zwar erhohte Anteile des Markers vorhanden, jedoch resultieren diese aus dem urspriingli-
chen Abgas. Bei 720°KW n. ZOT zeigen sich erste erhéhte Konzentrationen im Ventilspalt und zudem
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Abbildung 8.21: Riumliche Verteilung des OH-Massenbruchs im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen fiir
die Untersuchung des Einflusses von realem Abgas; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei y =
0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

auch in den ausgewdhlten Schnittebenen. Im weiteren Verlauf der Rechnung schreitet die Reaktions-
front in Richtung Einlass weiter, wobei die Tumble-Stromung die treibende Kraft ist.

Das FErgebnis aus der COs-Darstellung bestétigt die mit OH erhaltenen Resultate, so dass bei
Verwendung von realem Abgas der Nachweis einer Vorentflammung positiv erfolgte. Hierbei zeigt sich
aber auch, dass die Detektion der Vorentflammung zu unterschiedlichen Zeitpunkten stattfindet, in
Abhéngigkeit von der Wahl des verwendeten Kriteriums. Wahrend im Fall von OH die Selbstziindung
bei ca. T15°KW n. ZOT auftritt, erfolgt diese bei CO5 erst zum Zeitpunkt 720°KW n. ZOT.

Fiir die weitere Eingrenzung des Entstehungszeitpunkts kann die Temperaturverteilung herange-
zogen werden, so wie in Abbildung [B:23] gezeigt wird. Hierbei verhilt sich die Temperatur sowohl in
der zeitlichen als auch rdumlichen Entwicklung dhnlich im Vergleich zu COs. Der grofite Unterschied
besteht zum Zeitpunkt 740°KW n. ZOT, denn wiahrend CO, auf hohem Niveau verbleibt, fallt die
Temperatur ab. Das liegt an der beginnenden Entspannung durch die Abwartsbewegung des Kolbens.
Nach dem Temperaturkriterium wiirde eine Vorentflammung auch um den ZOT stattfinden, was das
Auftreten der Selbstziindung aus der COs Darstellung bestétigen wiirde, vgl. Abbildung 8:22]

Um die rdumliche Entwicklung der Reaktionszone diskutieren zu konnen, zeigt Abbildung
die Verteilung von OH auf Isoflichen im Brennraum zu verschiedenen Zeitpunkten. In der Abfolge
der Teilbilder ist deutlich der Beginn der Reaktionsfront im Ventilspalt auf der Auslassventilseite zu
sehen, die sich dann jedoch verstarkt iiber den Umfang des Zylinderkopfes in Richtung Einlassseite
ausbreitet. Es lédsst sich auch erkennen, dass zu Beginn der Ausbreitung nahezu kein Fortschreiten in
Richtung Brennraummitte stattfindet, was in Abbildung [8.2T] weniger deutlich zu sehen ist.

Gerade im Vergleich zur vorherigen Variation der Auslassventiltemperatur weist dieses Verhalten

markante Unterschiede auf, bei der eine verstirkte zum Brennraum gerichtete Ausbreitung erkennbar
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Abbildung 8.22: Riumliche Verteilung des CO2-Massenbruchs im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen
fiir die Untersuchung des Einflusses von realem Abgas; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei y =
0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

ist, vgl. Abbildung[87] Der Grund fiir den Unterschied im Ausbreitungsverhalten der Reaktionszone
liegt am unterschiedlichen Einfluss der Tumble-Stromung. Wiahrend die Ausbreitung im Fall der hei-
Ren Auslassventile eher durch die hohe Auslassventiltemperatur gepragt wird, zeigt sich beim realen
Abgas eine deutliche Beeinflussung der Reaktionsfrontausbreitung durch den Tumble. Dies koénnte
zudem eine mogliche Erklarung fiir die experimentell beobachtete Selbstziindlage im Bereich der Zy-
linderkopfdichtung sein /I9)/.

Im spéteren Verlauf der Reaktionsfrontausbreitung 725 bis 740°KW n. ZOT in Abbildung [8:24] er-
folgt auch ein zum Brennraum gerichtetes Fortschreiten der reaktiven Teilchen. Dies stimmt wiederum
gut mit den Ergebnissen aus Abschnitt [8.2.1] iiberein.

Zusammenfassend zu den eben gezeigten Ergebnissen lasst sich sagen, dass bei Verwendung von
realem Abgas und unter den verwendeten Randbedingungen eine Vorentflammung sowohl fiir den
OH- und CO3-Massenbruch als auch fiir die Zylindertemperatur detektiert werden kann. Hierbei liegt
der Ort erster Reaktionen im Bereich des Ventilspalts von dem sich dann die Reaktionsfront vorran-
gig entlang des Zylinderkopfumfangs ausbreitet. Aus den Ergebnissen kann geschlussfolgert werden,
dass der chemische Einfluss von Abgas der entscheidende Einflussfaktor auf die Ziindwilligkeit des
Kraftstoff-Luftgemisches ist. Die Frage, die sich an die Ergebnisse anschlieft, ist, welchen Einfluss
die unterschiedlichen Abgaskomponenten auf die Ausbildung einer Vorentflammung haben? Hierfiir
werden im Rahmen der vorliegenden Arbeit weitere Variationsrechnungen bzgl. der Abgaszusammen-

setzung durchgefiihrt.
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Abbildung 8.23: Riaumliche Verteilung der Temperatur im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen fiir die
Untersuchung des Einflusses von realem Abgas; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene beiy = 0,017 m,
unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

8.4.2 Einfluss von Stickstoffmonoxid auf die Vorentflammungsausbildung

Der fordernde Einfluss von Stickstoffmonoxid wird bereits bei Michels et al. 47/, Stenlaas et al. /67
und bei Pilling /57)/ beschrieben. Um die Einflussanalyse auf Vorentflammungen auszuweiten, werden
die nachfolgenden Ergebnisse prasentiert. In einem ersten Schritt sollen die Molenbriiche aller teiloxi-
dierten Kohlenwasserstoffe (also Ethen und Propen) sowie Kohlenstoffmonoxid zu null gesetzt werden.
Zur Wahrung der Elementerhaltung wird die Annahme getroffen, dass die teiloxidierten Bestandteile
vollstédndig umgesetzt werden. Somit ergeben sich hohere Konzentrationen der inerten Abgaskompo-
nenten (CO5 und H50), welche mit den anderen Komponenten in Tabellezusammengefasst sind. In

einem zweiten Schritt erfolgt die Neuberechnung der Zusammensetzung fiir die 3D-CFD-Simulation.

Tabelle 8.2: Abgaszusammensetzung ohne Kohlenstoffmonoxid bzw. teiloxidierte Kohlenwasserstoffkomponenten in
Molenbriichen

O2 CO2 H2O NO CO > HC

0,2345-10~2  14,958-10—2 15,21-10"2 3187-10=% 0 0

Das erste prisentierte Ergebnis ist die rdumliche und zeitliche Verteilung von OH, welche in Abbil-
dung[8.25] bis zum oberen Ziindtotpunkt dargestellt ist. Bei 705° KW n. ZOT zeigen sich erste erhdhte
OH Anteile im Ventilspalt, wie in der Draufsicht und den beiden x-z-Ebenen zu sehen sind. Mit zuneh-
mender Aufwirtsbewegung des Kolbens breitet sich die Reaktionsfront entlang der Auslassventilteller
sowie in Richtung Kolben aus. Zum Kompressionsende bei 720°KW n. ZOT sind bereits grofse Teile
der Auslassventilteller von der Reaktionszone erfasst. Hierbei zeigt sich zudem ein Fortschreiten iiber

den Zylinderkopfumfang in Richtung Einlassseite. In der x-z-Ebene bei y = 0,017 m sind zum ersten
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Abbildung 8.24: Zeitliche und raumliche Entwicklung der Reaktionsfront unter Beriicksichtigung von realem Abgas

Mal deutlich erhohte Anteile von OH auf der Einlassseite zu erkennen. Es konnte eine Vorentflammung
nach dem OH-Kriterium festgestellt werden.

Neben dem OH- wird der CO2-Massenbruch zur Bewertung einer Vorentflammung herangezogen.
Hierfiir zeigt Abbildung[8:26]dessen raumliche Verteilung in der Draufsicht und zwei x-z-Ebenen durch
die Einlassventilachsen bei verschiedenen Kolbenstellungen. Fiir die Zeitpunkte 705 und 710° KW n.
ZOT kann in keiner der Ansichten ein Anstieg an COq festgestellt werden. Erst bei 715°KW n. ZOT
sind Bereiche mit ansteigendem Anteil im Ventilspalt erkennbar. Diese lassen sich auch in beiden
Schnitten durch die Ventilachsen ausmachen. Im Fortlauf der Rechnung erwéchst aus dem Ventilspalt
die Reaktionsfront, welche sich entlang der Ventilteller weiter ausbreitet. Hierbei &hnelt die rdumliche
Verteilung von CO5 im ZOT derjenigen von OH bei 715°KW n. ZOT sehr stark, vgl. die Abbildungen
825 und B22

Im Gegensatz zum kompletten Abgas (Abbildung und weist die Rechnung mit dem va-
rilertem Abgas, in dem nur Stickstoffmonoxid als teiloxidierte Komponente vorkommt, ein verfriihtes
Eintreten der Vorentflammung auf. So kann fiir das variierte Abgas bzgl. OH der Beginn der Vorent-
flammung auf 711°KW n. ZOT resp. fiir COs auf 717°KW n. ZOT festgestellt werden. Es scheint,
dass durch Vernachldssigung der anderen teiloxidierten Komponenten die chemischen Prozesse be-
schleunigt ablaufen.

Weiterhin lésst sich aus den Ergebnissen schlussfolgern, dass NO als Bestandteil im Abgas als
mogliche Ursache fiir Vorentflammungen in Frage kommt. Hierbei scheint vor allem der chemische
Einfluss von besonderer Bedeutung zu sein. Dies bestétigt auch die Untersuchung von Michels et
al. 47/, bei der durch Zufuhr von NO im Abgas ein deutlicher Abfall der Ziindverzugszeit in 0D-
Reaktoruntersuchungen festgestellt wurde. Pilling et al. /57)/ berichtet ebenfalls iiber den fordernden
Einfluss von Stickstoffmonoxid hinsichtlich Selbstzlindung, wobei dieser sowohl von der Temperatur

als auch der Konzentration abhéngt.
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Abbildung 8.25: Riumliche Verteilung des OH-Massenbruchs im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen bei
Nichtberiicksichtigung teiloxidierter Komponenten aufier NO; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei
y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

8.4.3 Einfluss unverbrannter Kohlenwasserstoffe im Abgas auf die
Vorentflammungsbildung

Nachdem im letzten Abschnitt [8:4.2] der Einfluss von Stickstoffmonoxid auf die Vorentflammungsbil-
dung untersucht wird, soll nun die Einflussanalyse auf eine Vorentflammung von teiloxidierten Koh-
lenwasserstoffen erfolgen. Hierfiir soll die reale Abgaszusammensetzung so verdndert werden, dass der
Anteil von NO im Abgas vernachléssigt und in die Edukte No und Os zuriickgefiithrt wird. Dadurch
ergibt sich die in Tabelle 8.3 dargestellte Abgaszusammensetzung. Die Summe an unverbrannten Koh-
lenwasserstoffen setzt sich aus Propen und Ethen zusammen. Uber ein geeignetes Pre-Processing mit
dem Programm Matlab konnte diese Abgaszusammensetzung in die Berechnung der Initialwerte fiir
die CFD fiberfiihrt werden.

Tabelle 8.3: Abgaszusammensetzung ohne NO in Molenbriichen
O2 CO2 H20 NO CO ST HC

0,989-10"2 14,25-10"2 15,00-1072 0 0,44-102 1072-10°6

Die rdumliche Verteilung von OH in der Draufsicht ldsst fiir 710°KW n. ZOT nur ganz leicht eine
erhohte Konzentration im Bereich des Ventilspalts erkennen, worin sie sich von den beiden Schnit-
tebenen unterscheidet, denn hier ist zu diesem Zeitpunkt keinerlei Anstieg zu sehen, Abbildung
Mit zunehmender Rechendauer steigt der OH-Massenbruch im Bereich des Spalts weiter an. Hierbei
lasst sich bei 730 ° KW n. ZOT erstmals ein signifikanter OH-Peak in der x-z-Ebene bei y = 0,017 m
erkennen. In der x-z-Ebene bei y = —0,017 m zeigt sich ein geringerer Fortschritt der Reaktionsfront.
20°KW nach dem Uberschreiten des ZOT ist auf der linken Auslassventilseite eine Ausbreitung der
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Abbildung 8.26: Riumliche Verteilung des CO2-Massenbruchs im Brennraum bei verschiedenen Kolbenstellungen bei
Nichtberticksichtigung teiloxidierter Komponenten aufter NO; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei
y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

Reaktionsfront entlang des Ventiltellers ersichtlich, welche auf der rechten Seite so nicht erscheint.
Nach Betrachtung der Ergebnisse kann eine Vorentflammung anhand von OH bei 730°KW n. ZOT
festgestellt werden.

Wie sieht es bei dieser Abgasvariation mit dem zweiten Vorentflammungskriterium, dem CO»-
Massenbruch, aus? Hierfiir zeigt Abbildung [8:28] die Darstellung von CO, in den Standardansichten.
Vor 730°KW n. ZOT ist in keiner der Ansichten eine erhohte Konzentration an COs zu sehen, die
auf Vorentflammungen zuriickzufithren wére. Erst bei 730 und dann spéter bei 740°KW n. ZOT er-
folgt ein Ansteigen in der Néhe der Auslassventile. Diese erscheinen jedoch so spét, dass zwar eine
Selbstzlindung auftritt, aber eigentlich keine Vorentflammung vorliegen kann. Nach CO2 bewertet,
wiirde eine Selbstziindung bei 740°KW n. ZOT oder spéter auftreten und damit deutlich nach der
Zindungseinleitung mittels Ziindkerze.

In die Betrachtung muss auch der eigentliche Ziindwinkel fiir den untersuchten Lastpunkt einbezo-
gen werden, der bei ca. 735°KW n. ZOT liegt. Aus den Ergebnissen in Abbildung [8:27] und [B:2§| lisst
sich ein Selbstziindwinkel von 730 bzw. 7T40°KW n. ZOT feststellen, wobei die eigentliche Ziindungs-
einleitung mittels Ziindkerze mindestens in einem Fall bereits passiert wére. Somit bleibt festzuhalten,
dass bei Vernachlissigung von NO, ansonsten aber unveréndertem Abgas, keine Vorentflammung de-
tektiert werden konnte. Dies bestitigt die im Abschnitt [8.4.2] aufgestellte Hypothese, wonach der
chemische Einfluss des Abgases auf eine Vorentflammung hauptséchlich auf NO beruht.

Die Kohlenwasserstoffkomponenten im ottomotorischen Abgas setzen sich aus einer Vielzahl von
einzelnen Spezies zusammen. Fiir die bisherigen Rechnungen in diesem Abschnitt 8.4 wurde die Sum-
me der Kohlenwasserstoffe durch Ethen und Propen substituiert. Hieraus ergibt sich die Fragestellung,

welchen Einfluss die einzelnen Kohlenwasserstoffkomponenten im Abgas auf die Vorentflammungsnei-
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Abbildung 8.27: Raumliche Verteilung des OH-Massenbruchs im Brennraum bei Variation der unverbrannten Koh-
lenwasserstoffkomponenten im Fall von Propen und Ethen; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei
y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

gung haben kénnen. Um eine Antwort zu finden, wird fiir die nachfolgende Rechnung Ethen durch
Ethin CyHs ersetzt. Anhand von 0D-Reaktorsimulationen kann gezeigt werden, dass Ethin, entgegen
dem Trend, wonach die Ziindwilligkeit eines Stoffes mit héherer Bindungsanzahl abnimmt, die Ziind-
verzugszeit herabsetzt. Dies konnte innerhalb des Projekts fiir ein Modellabgas mit einem Molanteil
an CyHy ab 1 ppm erreicht werden. Heywood /B1)/ kommt zu einer dhnlichen Feststellung, obwohl er
hauptséchlich den Einfluss von Ethin als Kraftstoffkomponente auf die Klopfanfilligkeit diskutiert.
Es gibt also Indizien dafiir, dass Ethin die Vorentflammungsneigung eines Gemisches herauf setzen
kann. Dies zu untersuchen, ist die Motivation fiir die nachfolgende Variationsrechnung.

Auf Grund der unterschiedlichen molaren Massen von Ethen und Ethin &ndert sich die Zusammen-
setzung der Initialwerte fiir die 3D-CFD-Simulation, da diese auf Massenbriiche beruhen. Alle iibrigen
Vorgaben entsprechen der Tabelle auf Seite zusammen mit den Erlduterungen aus Abschnitt
7.3

Da Ethin in dem vormals reduzierten Mechanismus nicht Bestandteil des Zustandsraums ist, muss
ein neuer reduzierter Mechanismus erzeugt werden, der als Komponente Ethin enthélt. Dieser Me-
chanismus besteht aus 201 Spezies und 336 Elementarreaktionen und zeigt damit eine wesentliche
Vergrofserung zum vormals reduzierten Reaktionsmechanismus. Wahrend der Rechnung hat sich zu-
dem herausgestellt, dass das Gleichungssystem, welches auf dem Ethin-Mechanismus basiert, eine
grofle Steifigkeit aufweist und deshalb deutlich 1angere Rechenzeiten im Vergleich zu Ethen auftreten.

Anhand der rdumlichen Verteilung von OH in Abbildung zeigt sich, dass erst bei 720°KW
n. ZOT deutlich erhéhte Anteile im Ventilspalt vorliegen. In den Schnittebenen zu diesem Zeitpunkt
sind keine erhdhten Anteile von OH im Brennraum feststellbar. 10°KW nach dem aktuellen ZOT

breitet sich die Reaktionsfront am unteren Auslassventilteller aus. Jetzt zeigen sich auch erhohte An-
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Abbildung 8.28: Riumliche Verteilung des CO2-Massenbruchs im Brennraum bei Variation der unverbrannten Koh-
lenwasserstoffkomponenten im Fall von Propen und Ethen; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei
y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

teile im Brennraum zwischen Auslassventil und Kolben. Mit zunehmender Simulationszeit verstérkt
sich der Einfluss der Entspannung, so dass die Reaktionsfront beginnt abzuschwéchen, s. Abbildung
[8:29) bei 740°KW n. ZOT. Gerade im Vergleich zur vorherigen Variationsrechnung, in der Ethen als
zweite HC-Komponente verwendet wird, lassen sich wenig Unterschiede in der rdumlichen und zeit-
lichen Entwicklung von OH entdecken, vgl. Abbildung [8:29] mit Abbildung [8:27] Das Ergebnis im
Fall von Ethin zeigt eine etwas beschleunigte Entwicklung der Reaktionsfront, so dass der Beginn der
Vorentflammung bei 729°KW n. ZOT festgelegt werden kann.

Die Ahnlichkeiten zwischen den Ergebnissen der Rechnung mit Ethin bzw. Ethen sind auch im
Vergleich der Abbildungen [8:28] und [8:30] anhand des CO-Kriteriums zu sehen. Im Fall von Ethin
zeigt sich der grofste Unterschied zu Ethen bei 740°KW n. ZOT, denn hier sind deutlich erhohte
Anteile von CO; in der Draufsicht und den Schnittebenen erkennbar. Deshalb kann in diesem Fall
der Beginn der Vorentflammung auf 734°KW n. ZOT festgelegt werden, was kurz vor der eigentlichen
Ziindungseinleitung durch die Ziindkerze liegt. Somit kénnte ein mogliches Selbstziindungsereignis von
der Fremdziindung iiberlagert sein.

Aus den vorgestellten Ergebnissen zur Abgasvariation bzgl. der HC-Zusammensetzung kann deutlich
herausgestellt werden, dass die Kohlenwasserstoffe nur einen geringen férdernden Einfluss hinsicht-
lich einer Vorentflammung aufweisen. So tritt zwar im Fall von Ethin als zweite Komponente der
unverbrannten Kohlenwasserstoffe im Abgas eine Vorentflammung auf, jedoch erscheint diese rela-
tiv spat und kénnte demnach von der eigentlichen Ziindung iiberlagert sein. Vielmehr scheinen die
unverbrannten Kohlenwasserstoffe den chemischen Einfluss von NO auf die Vorentflammungsbildung

herabzusetzen, was aus dem Vergleich von Abgas mit und ohne HC-Komponenten hervorgeht, s. Ab-

schnitt [8.4.2] und
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Abbildung 8.29: Riumliche Verteilung des OH-Massenbruchs im Brennraum bei Variation der unverbrannten Koh-
lenwasserstoffkomponenten im Fall von Propen und Ethin; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei
y = 0,017 m, unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

Welche Mafsnahmen kénnten ergriffen werden, um dem férdernden Einfluss von realem Abgas, vor-
rangig NO, entgegen zu wirken? Auf Grund der hohen Verbrennungstemperaturen im Ottomotor
mit iiber 2000 K /31)/ ist die Bildung von thermischen Stickstoffoxiden nicht zu vermeiden. Trotz-
dem existieren Mafnahmen, die zumindest die Konzentration an Stickstoffmonoxid im Brennraum
senken koénnen. Dies wiire zum einen ein positives Spiilgefille zwischen Ein -und Auslasskanal, wo-
mit der Restgasgehalt gesenkt werden kann. Michels et al. /47)/ beweisen, dass durch Erniedrigung
der NO Konzentration die Ziindverzugszeit deutlich heraufgesetzt wird. Ziel ist es also die interne
Abgasriickfiihrung (AGR) zu minimieren.

Bei externer AGR sollte vermieden werden, zusétzliches NO in den Brennraum zuriickzufiihren.
Hierfiir bieten sich zwei Techniken an. Zum einen kann die Entnahme des Abgases fiir die AGR
hinter dem 3-Wege-Katalysator stattfinden und zum anderen kann in die AGR-Strecke hinter der
ATL-Entnahme ein katalytischer Reformer eingebaut werden. Dies wurde bereits durch Hoffmeyer et
al. /32)/ untersucht. Ziel der Forschung ist die Vermeidung von Klopfen in Teil- und Hochlastpunk-
ten durch Integration eines katalytisch aktiven Reformers in die Abgasriickfithrungsstrecke zwischen
Abgasturbine und Abgasriickfithrungsventil. Hierdurch kénnen die teiloxidierten Abgasbestandteile
CO, NO und HC in die stabilen Verbrennungsprodukte CO2, HoO sowie Ny umgewandelt werden.
Dies fiihrt zu einer deutlichen Verzogerung der Selbstziindung und damit zu einer Reduktion von
Klopfereignissen. Fiir die Vorentflammung kénnte dies eine drastische Verringerung des chemischen
Einflusses der kritischen Abgaskomponente NO bedeuten. Bei der Anwendung externer AGR sollte
auf die Kiihlung des Abgases nicht verzichtet werden, um die Gastemperatur im Brennraum durch das
Abgas nicht zu erhéhen. Deshalb sollte ein AGR-Kiihler in die Riickfiihrungsstrecke integriert sein.

Weiterhin kénnen die Stickstoffoxide, die bei der Verbrennung entstehen, durch Verlagerung des
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Abbildung 8.30: Raumliche Verteilung des CO2-Massenbruchs im Brennraum bei Variation der unverbrannten Koh-
lenwasserstoffkomponenten im Fall von Ethin; oben: Draufsicht, Mitte: x-z-Ebene bei y = 0,017 m,
unten: x-z-Ebene bei y = —0,017 m

Luftverhéltnisses in Richtung fett gesenkt werden. NO weist bei A; = 1,05 ein Konzentrationsmaxi-
mum auf, dass nach beiden Seiten relativ schnell absinkt [/23)/, /31)/]. Hierbei ist zu beachten, dass
auf Grund des 3-Wege-Katalysators das Abgas moglichst stéchiometrisch vorliegen muss.

Die Ergebnisse aus diesem Abschnitt zeigen den deutlichen Einfluss von realem Abgas auf die Vor-
entflammungsbildung. Es kann klar herausgestellt werden, dass der chemische Einfluss von NO der
grofite abgasseitige Einflussfaktor auf die Selbstziindung des Kraftstoff-Luft-Gemisches ist.

Ebenso deutlich kann gezeigt werden, dass die unverbrannten Kohlenwasserstoffe alleine nicht fir
eine Vorentflammung verantwortlich sind. Die Ergebnisse lassen vermuten, dass die HC Bestandteile im
Restgas einen hemmenden Einfluss auf NO ausiiben. Auch eine Variation der HC-Zusammensetzung
bewies keine grofse Wirkung auf die Ergebnisse der Rechnung.

Vom Autor werden zur Vermeidung von NO bei interner und externer AGR folgende Mafnahmen

vorgeschlagen:

e giinstige Auslegung der Ventilsteuerzeiten hin zum positivem Spiilgefille,

e Verlagerung des Luftverhiltnisses in Richtung unterstéchiometrische Verbrennung (A; < 1),

e Dbei externer AGR Entnahme des Abgases stromabwérts vom 3-Wege-Katalysator oder

e FKinbau eines katalytisch wirksamen Reformers in die AGR-Strecke, wobei das Abgas nach dem
ATL entnommen wird (vgl. /32/).
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8.5 Akkumulation von Kraftstoff

Der nachfolgende Abschnitt untersucht die Hypothese, dass es an bestimmten Stellen im Brennraum
zu einer Ansammlung von Kohlenwasserstoffen kommt, was wiederum zu einem lokal fetten Gemisch
fiihrt. Fette Gemische weisen gegeniiber mageren Gemischen eine geringe Ziindverzugszeit auf. Lokale
Kraftstoffanreicherung kénnte somit potentiell Vorentflammungen verursachen. Dies soll mit Hilfe

numerischer Simulation tiberpriift und bewertet werden.

8.5.1 Vorgehensweise

Die erste Frage, die hinsichtlich einer Kraftstoffanreicherung aufkommt, beinhaltet die Lage solcher
lokalen Akkumulationen. Hierfiir kann auf eine 3D-CFD-Simulation des Projektpartners zuriickge-
griffen werden, in der sich zwei markante Anreicherungen im Bereich des Kolbens auf der Einlassseite
und im Bereich der Zylinderkopfdichtung ebenfalls einlassseitig identifizieren lassen.

Um eine Anreicherung von Kraftstoff nachbilden zu koénnen, wird die Verteilung des Kraftstoffes
in den betreffenden Rechenzellen so angepasst, das sie den Berechnungsergebnissen von VECTIS
entsprechen. Hierbei bleibt die globale Kraftstoffmasse konstant, was durch Subtraktion an Kraftstoff
im iibrigen Brennraum erreicht werden kann.

Als Startzeitpunkt fiir die numerische Simulation wird 630°KW n. ZOT festgelegt, denn hier treten
die hochsten Konzentrationen an Kraftstoff im Wandbereich auf. Ab diesem Zeitpunkt erfolgt die
direkte Kopplung zwischen detaillierter Chemie und 3D-CFD-Simulation.

8.5.2 Kraftstoffanreicherung in Kolbennihe

Kraftstoffma ssenbruch
DIUBIIIII ullzllllllolllllﬁlll
0.05 0.2 y =0,0125m

A "

(a) Kraftstoffanreicherung in Kolbennéhe (b) Auswerteebene

Abbildung 8.31: Kraftstoffanreicherung in Kolbennéhe (links) und Darstellung der Auswerteebene (rechts) bei y =
0,0125 m

Die erste erhohte Konzentration von Kraftstoff aus der VECTIS-Rechnung zeigt Abbildung im
Bereich des Kolbens auf der Einlassventilseite. Durch das Verandern der Felder fiir die Massenbrii-

che von iso-Oktan und n-Heptan kann deren Anreicherung in Feuerstegndhe den VECTIS-Rechnungen
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nachempfunden werden. Ansonsten entsprechen die Randbedingungen den Standardwerten aus Tabel-
le[74] Die Anfangswerte fiir die {ibrigen Zustandsgrofen ergeben sich aus der numerischen Simulation,
die im Abschnitt Gegenstand der Untersuchung ist.

Kraftstoffmassenbruch

0'06\ [ (\)‘0§ [ |
[ =
0.05

0.1

630°KW n ZOT 640°KW n ZOT

Xﬁv-

z
650°KW n ZOT 660°KW n ZOT

Abbildung 8.32: Riumliche Verteilung des Kraftstoffmassenbruchs nach der Kraftstoffanreicherung

Abbildung [8:32] zeigt die rdumliche Verteilung des Kraftstoffmassenbruchs, der sich als Summe aus
den Massenbriichen von iso-Oktan und n-Heptan ergibt, nach Beginn der Rechnung. Hierin ist zu
sehen, dass die Kraftstoffanreicherung aus dem Feuerstegbereich entlang der Laufbuchse in Richtung
Zylinderkopf transportiert wird, wodurch es zur Durchmischung mit weniger kraftstoffreichem Gas
kommt. Bei der Darstellung von 640°KW n. ZOT zeigt sich noch eine hohe Anreicherung direkt in
Feuerstegnihe, wobei diese bereits bei 650° KW n. ZOT verschwindet. Um 660°KW n. ZOT lédsst sich
so gut wie kein Unterschied mehr in der rdumlichen Verteilung des Kraftstoffmassenbruchs erkennen.
Ursache hierfiir ist die ausgebildete Tumble-Stromung und die Aufwértsbewegung des Kolbens. Beide
Ursachen fiihren zu einer starken Vermischung des kraftstoffreichen Gemisches mit dem Gas aus der
Umgebung, so dass sich die starken Gradienten schnell verwischen.

Aufgrund der Verdiinnung des fetten Bereiches ist im spéteren Verlauf der Rechnung kein signifi-
kanter Anstieg von OH oder CO; zu sehen. Deshalb wird an dieser Stelle auf eine weitere Auswertung

verzichtet.

8.5.3 Kraftstoffanreicherung im Bereich der Zylinderkopfdichtung

Als zweiter Fall der Kraftstoffanreicherung sollen im Weiteren die Ergebnisse zur Akkumulation im
Bereich der Zylinderkopfdichtung vorgestellt werden. Die Lage der Kraftstoffanreicherung ist in Ab-
bildung [8.33] abgebildet. Es kommen erneut die Simulationsergebnisse von VW als Vorlage sowohl fiir
die Lage als auch die Hohe der Akkumulation zur Anwendung. In Abbildung [B:33] sind weiterhin die
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im Folgenden verwendeten Auswerteebenen dargestellt.

Kraftstoffmassenbruch
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Abbildung 8.33: Kraftstoffanreicherung in Zylinderkopfnihe (links) und Darstellung der Auswerteebenen (Mitte und
rechts) bei y = —0,0186 m respektive z = —0,0003 m

In der oberen Bilderreihe von Abbildung ist die rdumliche Verteilung des Kraftstoffmassen-
bruchs in der x-z-Ebene bei y = —0,0186 m und in der unteren Bilderserie in der x-y-Ebene bei
z = —0,0003 m zu verschiedenen Kolbenstellungen wiedergegeben. Fiir das Teilbild in der linken
oberen Ecke ist die Kraftstoffanreicherung im Bereich der Zylinderkopfdichtung zu Beginn der Varia-
tionsrechnung zu sehen. Weiterhin sind zu Beginn der Rechnung weitere Bereiche in der linken Feu-
erstegnihe und entlang der rechten Laufbuchse mit erhéhtem Kraftstoffanteil zu erkennen. Aus den
Bildern zu spéateren Zeitpunkten wird in der oberen Bildserie ersichtlich, dass auf Grund der Tumble-
Stromung die rdumlichen Gradienten der Kraftstoffverteilung kleiner werden und bei 670°KW n. ZOT
nur noch schwach erkennbar sind.

In der unteren Bilderserie aus Abbildung [8:34] ist die Verteilung des Kraftstoffmassenbruchs bei
z = —0,0003 m zu sehen. Hier sind zwei markante Ansammlungen im Bereich der Zylinderkopfdich-
tung deutlich zu erkennen, wovon die linke Akkumulation (markiert durch einen Kreis in Abbildung
erzwungen wurde. Die zentrale Akkumulation ist das Ergebnis der bis dahin durchgefiihrten
numerischen Simulation, die als Startbedingung fiir die Variationsrechnung zur Anwendung kommt.
Die Betrachtung der Bilder zu den verschiedenen Kolbenstellungen lésst erkennen, dass die erzwun-
gene Kraftstoffansammlung relativ schnell verschwindet und zunéchst nur die zentrale Akkumulation
verbleibt. Zum spéteren Zeitpunkt ist auch diese nicht mehr zu sehen. Es kommt zu einer Homo-
genisierung der Kraftstoffverteilung. Die Ursache hierfiir ist die komplexe Stréomung im Bereich der
Zylinderkopfdichtung, wobei die aufsteigende Tumble-Stromung an der Kante bei z = wunit0, 00065m
abgelenkt wird und so das Fluid entlang des Zylinderkopfumfangs stromt.

Als Folge der fortschreitenden Homogenisierung des Kraftstoff-Luft-Gemisches hat sich bei fort-
laufender Berechnung keine erhdhte Reaktivitdt durch die Kraftstoffanreicherung ergeben. Auf eine

weitere Ergebnisdarstellung wird deshalb an dieser Stelle verzichtet.

Die in diesem Abschnitt vorgestellten Variationsrechnungen fiihren zu keiner Vorentflammung, weder
bei einer Kraftstoffanreicherung in Kolbenndhe noch im Bereich der Zylinderkopfdichtung. Somit wird
der Einfluss des Kraftstoff-Luft-Verhéltnisses auf die Ausbildung einer Vorentflammung als sehr gering

eingeschéatzt.
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Kraftsoffmassenbruch
oloISIIIIlllulllizlllIIII[JIlI:LIEIIII
0.05 0.2
630°KW n ZOT 650°KW n ZOT 660°KW n ZOT 670°KW n ZOT

Abbildung 8.34: Riaumliche Verteilung des Kraftstoffmassenbruchs zu unterschiedlichen Kolbenstellungen bei lokaler
Anfettung im Bereich der Zylinderkopfdichtung; oben: x-z-Ebene bei y = —0,0186 m, unten: x-y-
Ebene bei z = —0,0003 m
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8.6 Oltropfenzufuhr

Schmiermoéle sind ein wichtiger Bestandteil des gesamten Triebwerks und erfiillen eine Reihe von

Aufgaben:

e Verringerung des Reibungswiderstandes,
e Abdichtung (z.B. in den Ringspalten),

e Schutz vor Alterung und Abnutzung,

o Kiihlung und

e Abfuhr von Verunreinigungen /31J/.

Um diesen vielfaltigen Aufgaben gerecht zu werden, setzen sich Schmierdle aus einem Basisol und zu-
gefiihrten Additiven zusammen, wodurch es zu einer Verbesserung gewiinschter Eigenschaften kommt.
Die Grundlage fiir die Bereitstellung von Basistlen ist die Destillation von Rohdl, wobei das Basisol
aus langkettigen Kohlenwasserstoffen von Coy bis Cz5 besteht /13)/. Um den Einfluss langkettiger
Kohlenwasserstoffe auf die Ziindverzugszeit zu untersuchen, bieten sich 0D-Reaktorsimulationen an.
Abbildung zeigt das Ergebnis fiir eine Variation der Kettenldnge sowie unterschiedliche Massen-

anteile zugefithrter Kohlenwasserstoffe, wobei folgende Randbedingungen gelten sollen:

e iso-Oktan/n-Heptan-Luft-Gemisch,
e A=1,p=>50barund T = 700 K,
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e isochore Zustandsdnderungen,
e Zufiihrung von n-Alkanen und

e Verwendung des in /62)/ gefundenen chemischen Reaktionsmechanismus.

Es zeigt sich darin deutlich, dass durch Zugabe langerkettiger Kohlenwasserstoffe die Ziindverzugszeit
eines Kohlenwasserstoff-Luft-Gemisches drastisch herabgesenkt werden kann, wobei sich der Effekt mit
zunehmender Kettenldnge und Massenanteil verstirkt. Bei N-Tetradekan ist entgegen dem Trend ein
Anstieg in der Induktionszeit festzustellen. Es scheint, dass sich beim Vorhandensein von C14H3zq zu-
sitzliche Reaktionspfade ergeben, die zu einer Erhohung der Induktionszeit fithren. Bei N-Hexadekan
zeigt sich ein neuerlicher Abfall der Ziindverzugszeit, so dass festzustellen bleibt, dass langkettige

Alkane grundsétzlich die Ziindverzugszeit erniedrigen.
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Abbildung 8.35: Verlauf der Ziindverzugszeit fiir die Variation zugefiihrter n-Alkane bei verschiedenen Massenanteilen

In Abbildung wird gezeigt, welch grofen Einfluss langkettige Kohlenwasserstoffe, also auch
Schmierdl, auf die Ziindverzugszeit haben. Die Frage ist nun, wie Schmierdl in den Brennraum ge-
langt und so als mégliche Ursache fiir Vorentflammungen angesehen werden kann. Eine mégliche Quelle
von kleinen Schmierdltropfchen ist der Schmierdlwandfilm auf der Laufbuchse, der sich bei der Herab-
bewegung des Kolbens wihrend der Ladungswechselphase bildet /19/. Bei Benzindirekteinspritzung
mit ungiinstigen Einspritzzeiten kann es vorkommen, dass vermehrt Kraftstoff auf den Schmierdl-
film trifft. Das Resultat des Eindringvorgangs mit anschliefender Durchmischung von Kraftstoff und
Schmierdl sind verénderte Stoffeigenschaften. Zum Ende der positiven Beschleunigungsphase des Kol-
bens wihrend der Kompression ist es moglich, dass durch die verdnderten Stoffeigenschaften, vorrangig
Viskositéit und Oberflachenspannung, kleine Schmierdltrépfchen von dem Wandfilm geldst werden und
anschliefend in den Brennraum gelangen. Auf Grund des thermodynamischen Zustandes im Brenn-
raum erfolgt die Verdampfung des Oltrépfchens. Somit kann lokal ein sehr reaktives Gemisch vorliegen,
welches als potentielle Ursache fiir Vorentflammungen in Frage kommt.

Abbildung [8:36] zeigt die rdumliche Verteilung von Spraypaketen im Brennraum wéhrend der Ein-
spritzung bei 486° KW n. ZOT. Es ist deutlich zu erkennen, dass einige Kraftstoffpakete in den Bereich
des Wandfilms auf der Laufbuchse sowohl einlass- als auch auslassseitig gelangen und hierdurch in
Kontakt mit dem Schmierdl treten. Je nach Einspritztiming kann der Wandkontakt zu- oder abneh-
men, wobei die Kontakthéufigkeit bei einer Verlagerung der Einspritzung in Richtung ZOT zunimmt.

Als weitere mogliche Quelle fiir Schmierdltropfchen kommt der Eintrag tiber die Ventilschaftdichtung

und Schmierdl, welches iiber den Einlasskanal aus dem Abgasturbolader in den Brennraum gelangt,
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Abbildung 8.36: Verteilung der Spraypakete im Brennraum wéhrend des Einspritzvorgangs bei 486° KW n. ZOT

in Frage. Diese potentiellen Urspriinge sind kein Gegenstand weiterer Betrachtungen, kénnten aber

durchaus potenzielle Vorentflammungsursachen sein.

8.6.1 Methodik

Fiir die Untersuchung des Einflusses von Schmierdl auf die Vorentflammungsneigung wird eine andere
Vorgehensweise gewéhlt, als die in Abschnitt beschriebene. Der Grund hierfiir ist dem Umstand
geschuldet, dass chemische Reaktionsmechanismen zur Beschreibung der Verbrennung von langketti-
gen Kohlenwasserstoffen in Luft mehrere hundert Spezies und tausende Elementarreaktionen besitzen.
Die direkte Kopplung der 3D-CFD mit diesen Mechanismen ist sehr aufwendig und wird deshalb an
dieser Stelle indirekt durchgefiihrt. Hierfiir werden 0D-Reaktorsimulationen verwendet, in denen die
thermodynamischen Randbedingungen aus einer 3D-CFD entnommen werden kénnen.

Die 0D-Simulationen werden génzlich mit dem Werkzeug Cantera durchgefiihrt. Die Beschreibung
der chemischen Reaktionskinetik erfolgt auf Basis eines Mechanismus, der die Verbrennung langket-
tiger Kohlenwasserstoffe in Luft beschreibt /62/. Dieser Mechanismus setzt sich aus 359 Spezies und
10951 Reaktionen zusammen, wobei n-Cetan die lingste Kettenldnge aufweist.

Durch Abbildung [B:36] kann gezeigt werden, dass fliissiger Kraftstoff an die Wand und damit an
den Schmierdlwandfilm gelangt. Dabei kommt es sowohl auf der Einlass- wie auf der Auslassseite zum
Kontakt mit dem Wandfilm. Auf Grund des hohen Impulses der Tropfenpakete auf der Auslassseite
erscheint das Eindringen von Kraftstoff auf dieser Seite in den Schmierdlfilm am wahrscheinlichsten.
Zudem kann vermutet werden, dass durch eine Spétverstellung der Einspritzung der Wandkontakt
auf der Auslassseite zunimmt, denn wie aus Abbildung auf Seite [66] zu sehen ist, nimmt der
Massenstrom am Einlassquerschnitt nach dem Maximum bei 440°KW n. ZOT ab. Somit werden die
Tropfenpakete bei spéter Einspritzung durch die Fluidstromung weniger stark mitgerissen und pene-

trieren weiter.
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Als wahrscheinlichster Zeitpunkt fiir die Freisetzung kleiner Schmierdltropfchen aus dem Feuer-
stegraum wird die Verzogerungsphase des Kolbens im Kompressionshub vermutet. Hier konnen auf
Grund der negativen Beschleunigung des Kolbens Schmierdltropfchen mit geniigend groffem Impuls
in den Brennraum gelangen.

Zur Vorbereitung der 0D-Reaktorrechnungen erfolgt eine numerische Simulation des Kompressions-
taktes, in dem fiir ausgewéhlte Zellen auf der Auslassventilseite die thermodynamischen Bedingungen
Druck und Temperatur bestimmt und aufgezeichnet werden, s. Abbildung [8.37} Hierin ist der erwar-
tete Anstieg von Druck und Temperatur wiahrend der Kompression zu sehen. Der Temperaturverlauf
erreicht das Maximum bei 707°KW n. ZOT und féllt danach wieder ab. Dies lasst sich zum einen
durch den zunehmenden Einfluss der Wandwérmeverluste und zum anderen durch die Stréomungs-
struktur in diesem Brennraumbereich erkliren, denn durch die Hinaufbewegung des Kolbens wird
in der Nédhe des OT eine Quetschstromung induziert. Dadurch kommt es zu einem Abtransport von
Fluidmasse aus diesem Bereich und damit zu einer Abkiihlung. Der Kompressionsdruck erreicht das

Maximum von 49, 3 bar kurz vor ZOT und nimmt nach dessen Uberschreitung ab.
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Abbildung 8.37: Druck und Temperatur wihrend des Kompressionstaktes ohne Ziindung fiir ausgewahlte Zellen auf
der Auslassventilseite

Die Berechnung der Anfangszusammensetzung fiir die 0D-Simulationen ergibt sich aus der Gasmas-
se, die das Resultat der numerischen Simulation fiir die ausgewéhlten Zellen ist, sowie einer zugefiihrten
Olmasse aus dem Schmierdlwandfilm. Hierbei wird angenommen, dass ein Oltropfen in den Brenn-
raum mit einer vom Durchmesser abhéngigen Schmierdlmasse freigesetzt wird. Die Abschétzung der
Olmasse erfolgt nach Annahme sphérischer Form und bei Vorgabe des Durchmessers nach

L3
me, = Pélg”dér (8.1)
Fiir die Dichte des Schmierdls wird ein Wert von pg;, = 850 kg/m® in der Fliissigkeitsphase angenommen
/13)/. Da der Mechanismus als ldngste Kette n-Hexadekan Cy6H34 beinhaltet, wird diese Substanz zur
Représentation des Schmierdls verwendet.

In dem vorgestellten Ansatz erfolgt keine Beriicksichtigung der Verdampfung des fliissigen Schmier-
0ls im Bereich der Zylinderwand. Vielmehr wird fiir die 0D-Rechnungen davon ausgegangen, dass das
Ol bereits im gasformigen Zustand vorliegt und sich homogen mit dem Gas in den ausgewihlten Zellen

vermischt hat.
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8.6.2 Ergebnisse

Bei Verwendung der obigen Randbedingung und unter Annahme des Durchmessers fiir das Oltrépfchen
von dg; = 10 pm ergibt sich fiir unterschiedliche Freisetzungswinkel der in Abbildung darge-
stellte Verlauf des Induktionswinkels ¢r,quktion in Grad Kurbelwellenwinkel. Mit steigendem Freiset-
zungswinkel féllt der Induktionswinkel. Das liegt vor allem an den steigenden thermodynamischen
Bedingungen Druck und Temperatur wihrend der Kompression. Das Minimum des Induktionswinkels
tritt bei einer Olfreisetzung um 700°KW n. ZOT ein. Hier erfolgt die Selbstziindung ca. 15° KW nach
Freisetzung des Oltropfchens in das umgebende Gas. Danach steigt der Induktionswinkel an, was
hauptsédchlich daran liegt, dass die Temperatur trotz weiterer Kompression abnimmt, s. Abbildung
8.37 Bei einem Auslésen von Schmierdl nach 720°KW n. ZOT ereignet sich die Selbstziindung des
Kraftstoff-Luft-Gemisches so spét, das sie auferhalb des hier betrachteten Kurbelwellenwinkelbereichs

liegt und somit keine Berticksichtigung bei der Auswertung findet.
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Abbildung 8.38: Verlauf des Induktionswinkels bei ansteigendem Freisetzungswinkel fiir ein Modelltropfchen von
dsy, = 10 pm
Ol

Wird der Induktionswinkel in Relation zum ZOT gesetzt, resultiert daraus Abbildung 839 wobei
wiederum der Freisetzungswinkel variiert wird. Die ockerfarbene, waagerechte Linie markiert den fiir
Vorentflammungen kritischen Kurbelwellenwinkelbereich, der im Wertebereich von [680, 735]°KW n.
ZOT liegt. Es soll darauf hingewiesen werden, dass sehr frithe Selbstziindungen des Kraftstoff-Luft-
Gemisches im Intervall [680, 700]°KW n. ZOT ebenfalls als Vorentflammung gewertet werden. Michels
et al. weisen jedoch nach, dass bei sehr frithem Selbstziindungsbeginn die resultierenden Klopfintensité-
ten nachlassen /47)/. Das liegt an der ungeniigenden Aufbereitung des Gemisches zu diesem Zeitpunkt
der Kompression sowie dem relativ grofen Brennraumvolumen zum Zeitpunkt der Selbstziindung.
Zudem sei noch darauf hingewiesen, dass der Kurbelwellenwinkelbereich, in dem Vorentflammungen
auftreten, nicht starr ist, sondern sich je nach Lastpunkt verschieben wird. So ldsst sich fiir héhere
Saugrohrdriicke bzw. Mitteldriicke erwarten, dass die obere Grenze in Richtung ,spat“ wandert, um
eine klopfende Verbrennung zu vermeiden. Ebenso werden sehr friih auftretende Selbstziindungen auf
Grund der héheren Ladungsdichte stérkere Klopfintensitdten aufweisen.

Findet die Olfreisetzung im Zeitraum 630 bis 680°KW n. ZOT statt, liegt die daraus resultierende
Selbstziindung im Bereich [680, 700]°KW n. ZOT, s. Abbildung|8.39] Bei einem Freisetzungswinkel von
680°KW n. ZOT erfolgt die Ziindung des Gemisches ungefahr 25°KW vor dem ZOT. Das liegt daran,
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dass der Induktionswinkel nur 15°KW betrigt (s. Abbildung [8.38) und damit die Selbstziindung
relativ frith auftritt. Bei spéteren Freisetzungswinkeln von 690 und 700°KW n. ZOT erscheint die
Vorentflammung wieder im kritischen Bereich. Zudem ist eine Anndherung an den ZOT festzustellen,

was wiederum zu sehr starken Klopfintensitaten fiihrt.
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Abbildung 8.39: Induktionswinkel in Relation zum oberen Totpunkt iiber den Freisetzungswinkel fiir ein Modelltropf-
chen von dg5; = 10 um

Bei einem noch spéteren Freisetzungswinkel von 710°KW n. ZOT kommt es zu einer klaren Verlage-
rung des Induktionswinkels in den Bereich der oberen Grenze. Eine mégliche Erklarung ist im Absinken
der Temperatur bereits vor dem ZOT zu finden, was auf erh6hte Wandwérmeverluste und die durch die
Kolbenbewegung induzierte Quetschstromung im Bereich der Auslassventile zuriickzufiihren ist. Die-
ser Trend verstiirkt sich noch bei einer Olfreisetzung um den ZOT, denn hier nimmt zudem der Druck
auf Grund der beginnenden Abwirtsbewegung des Kolbens wieder ab. Bel ¢preisetzung = 7T20°KW
n. ZOT erfolgt die Selbstziindung aufserhalb des kritischen Bereiches und kann demnach nicht mehr
als Vorentflammung bewertet werden.

Die in den Abbildungen bzw. gezeigten Ergebnisse sind mit einem Oltropfendurchmesser
von 10 pm errechnet worden. Wie verhélt sich der Induktionswinkel, wenn der Oltropfendurchmesser
und damit auch die zugefiihrte Olmasse erhoht wird? Die Antwort auf die Frage ist in Abbildung [8.40
dargestellt, wobei der Induktionswinkel wieder iiber dem Freisetzungswinkel fiir die drei Modelltrop-
fendurchmesser dj; = 0,01 mm, ds; = 0,1 mm und dj; = 1 mm aufgetragen ist. Hieraus lésst sich
der deutliche Trend ableiten, dass mit zunehmenden Durchmesser der Induktionswinkel zu héheren
Freisetzungswinkeln abnimmt. Besonders markant fillt der Unterschied beim Vergleich d; = 1 mm
und dg; = 0,01 mm aus. Die wahrscheinlichste Ursache liegt im deutlich fetteren Gemisch bei Zuga-
be eines Oltrépfchen mit dem gréften Durchmesser von 1 mm. Im Gegensatz dazu weist ein Tropfen
mit einem Durchmesser von 0,1 mm im Vergleich zu djs; = 0,01 mm keinen grofien Unterschied auf.
Teilweise zeigt der kleinere Tropfen sogar eine kiirzere Ziindverzugszeit.

Abbildung [8:41] zeigt den Verlauf des Induktionswinkels {iber den Freisetzungswinkel in Bezug auf
den ZOT fiir die untersuchten Tropfendurchmesser. Der fiir die Vorentflammung kritische Kurbel-
wellenwinkelbereich wird durch die ockerfarbene Horizontale markiert. Es ist zu erkennen, dass der
qualitative Verlauf fiir alle drei Durchmesser dhnlich ist. Wéhrend die Ergebnisse fiir die Durchmesser
0,01 mm und 0,1 mm sehr dhnlich sind und teilweise iibereinander liegen, zeigt sich zum gréfsten
Tropfendurchmesser von dg; = 0,1 mm der grofte Unterschied. Wéhrend die Selbstziindung des
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Abbildung 8.40: Induktionswinkel iiber Freisetzungswinkel fiir unterschiedliche Oltropfendurchmesser

Gemisches bei einer Freisetzung von 690°KW n. ZOT fiir die beiden kleinsten Durchmesser nach
700°KW n. ZOT auftritt, erfolgt die Vorentflammung beim groften Oltrépfchen bereits einige Grad
Kurbelwellenwinkel vorher. Die hieraus resultierende Klopfintensitdt konnten unter dem hier unter-
suchten Lastpunkt deutlich niedriger ausfallen.

Weiterhin lésst sich in Abbildung zeigen, dass selbst bei einer Freisetzung um den ZOT die
Vorentflammung innerhalb des kritischen Bereiches fiir dg5, = 0,1 mm liegt. Dies konnte so mit den
kleineren Tropfchen nicht nachgewiesen werden. Wihrend groke Oltropfchen gerade bei frithen Frei-
setzungswinkeln bis 680°KW n. ZOT dazu fiihren, dass die Selbstziindung klar vor 700°KW n. ZOT
stattfindet, fithren sie fiir spatere Freisetzungswinkel zu einer kritischen Ziindverzugszeit im Bereich
[700, 735]° KW n. ZOT.
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Abbildung 8.41: Induktionswinkel in Relation zum oberen Totpunkt iiber den Freisetzungswinkel fiir unterschiedliche
Oltropfendurchmesser

In diesem Abschnitt werden die Folgen einer spontanen Oltropfchenfreisetzung im Bereich des Feu-
erstegs auf der Auslassseite mittels indirektem Ansatz durch 3D-CFD-Simulation und 0D Reaktor-
simulationen untersucht. Hierzu sind die thermodynamischen Grofen wie Druck und Temperatur im
Bereich der Zylinderwand in der 3D Simulation aufgezeichnet worden, um sie anschlieffend als Rand-
bedingungen fiir 0D-Berechnung zu verwenden. Fiir die Beschreibung der chemischen Vorgéinge kam

ein Mechanismus zur Anwendung, der als lingste Spezies n-Cetan enthilt. Das freigesetzte Ol wird
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dann auch als 100% n-Cetan angesehen.

Aus den dargestellten Ergebnissen konnte klar gezeigt werden, dass eine spontane Freisetzung von
Schmierdl aus dem Wandfilm in jedem Fall zu einer Selbstziindung fithren kann. Erfolgt die Evaku-
ierung des Ols aus dem Feuersteg in den Brennraum um 690°KW n. ZOT, so resultiert daraus eine
Vorentflammung im kritischen Bereich von 700 bis 735°KW n. ZOT. Ereignet sich die Freisetzung
zu einem fritheren Zeitpunkt, folgt daraus zwar ebenfalls eine Vorentflammung, jedoch wéren die zu
erwartenden Klopfintensitiaten geringer.

Es wird ebenfalls eine Variation des Tropfendurchmessers durchgefiihrt, wobei der Trend zu einer
fritheren Ziindverzugszeit mit anwachsendem Durchmesser geht. Besonders kritisch sind grofse Trop-
fendurchmesser und damit viel zugefiihrte Schmierélmasse bei einer Freisetzung um 700 bis 720° KW
n. ZOT, denn dies flihrt immer zu einer Vorentflammung. Fiir kleinere Durchmesser verschiebt sich
der bedenkliche Bereich zu 690 bis 7T10°KW n. ZOT.

Neben der Laufbuchse existieren noch weitere mogliche Quellen fiir Schmierdl im Triebwerk, vgl.
Abbildung Hierzu zahlt z.B. der Turbolader oder die Ventilschaftdichtung. Prinzipiell ist die
Untersuchung dieser Quellen mit dem vorgestellten Modell ebenfalls méglich, wobei die Beriicksichti-
gung der eigentlich vorliegenden fliissigen Phase implementiert werden miisste. Die Modellierung der
eigentlichen Chemie-Turbulenz-Interaktion mit dem PaSR-Modell und dem vollstdndigen n-Cetan Me-
chanismus stellt hohe Anforderungen an die Rechentechnik und kann nur mit massiver Parallelisierung
erreicht werden.

Zusammenfassend ldsst sich sagen, dass die spontane Freisetzung von Schmier6l aus dem Feuersteg
in den Brennraum hinein als eine wahrscheinliche Ursache fiir eine Vorentflammung in Frage kommt.

Abschliefsend zu diesem Abschnitt sollen mogliche Gegenmafinahmen diskutiert werden, die das
Auftreten von Vorentflammungen, resultierend aus einer Olfreisetzung aus dem Wandfilm, beseiti-
gen. Als wirksamste Mafinahme wird das Vermeiden von direktem Kontakt zwischen Schmier6l und
Kraftstoff angesehen. Dies lésst sich durch Anwendung von Mehrfacheinspritzung bewerkstelligen,
die die eingebrachte Kraftstoffmenge auf mehrere nacheinander folgende Einspritzungen aufteilt. Die
Aufteilung des Einspritzvorgangs in mehrere Intervalle wird heutzutage vorrangig zum Katalysator-
heizen und zur Reduktion der Klopfneigung verwendet /4l/. Die Erprobung der Mehrfacheinspritzung
zur Vermeidung von Vorentflammung sollte demnach mdoglich sein, wobei der Einsatz numerischer
Methoden empfehlenswert ist, da die Einspritzung hierin relativ flexibel iiber den Einspritzverlauf
regelbar ist. Die Optimierung der Einspritzzeiten und -mengen stellt die Automobilhersteller vor eine
herausfordernde Aufgabe, die einen Mehraufwand an Applikationsaufwand bedeutet.

Eine weitere Moglichkeit, den Wandkontakt zwischen Kraftstoff und Schmier6l zu minimieren, be-
steht in der Vorverlagerung des Einspritzzeitpunktes. Hierfiir spricht, dass gerade um den LWOT sehr
hohe Stromungsgeschwindigkeiten auftreten, die direkten Einfluss auf die Flugbahn der Einspritzstrah-
len haben. Somit wird der Spray eher vom Tumble iiberlagert und mitgerissen, als das sein Impuls
geniigt, um an die Wand zu gelangen. Nachteilig wirkt sich die Vorverlegung der Einspritzung auf die
Benetzung des Kolbens durch Kraftstoff aus. Bei einer frithen Einspritzung befindet sich der Kolben
noch relativ nah am oberen Totpunkt, wodurch in der spateren Verbrennung hohe Konzentrationen an
unverbrannten Kohlenwasserstoffen und Rufspartikel resultieren kénnen. Es muss also ein Kompromiss
zwischen Minimierung des Wandkontakts und Rufs- sowie HC-Bildung gefunden werden.

Daneben bietet sich die Beeinflussung der Einspritzdiise als weitere Gegenmafnahme an. Als Bei-
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spiel konnte die Lochanzahl erh6ht werden, dass sich die effektive Querschnittsfliche, die zur Ein-
spritzung zur Verfligung steht, vergrofert. Dies erniedrigt den Impuls des eingebrachten Kraftstoff-
strahls. Durch Abdnderung der Injektorgeometrie (z.B. der Lochgeometrie) kann direkt Einfluss auf
den Zerstaubungsprozess des Kraftstoffstrahls genommen werden und damit auf die Penetration. Die
Untersuchung hinsichtlich Injektorgeometrie sollte dabei immer in Abstimmung mit der Ladungsbe-
wegung im Brennraum erfolgen, um eine erfolgreiche Mafinahme zur Vermeidung des Wandkontakts
zwischen Kraftstoff und Schmierdl zu entwickeln. Aussagen iiber die mogliche Realisierung kénnten

durch 3D-CFD-Simulationen und experimentelle Motorversuche erzielt werden.

Mittels indirekter Kopplung von CFD und 0D-Reaktorsimulation ist es moglich, den Einfluss von
Schmierdl auf die Ausbildung von Vorentflammungen im Brennraum zu analysieren. Hierbei zeigte
sich bei jeder Freisetzung von Schmierdl eine daraus folgende Selbstziindung, wobei vor allem ein
Freisetzungswinkel von 700 bis 720°KW n. ZOT, je nach Durchmesser des Oltrépfchens, als kritisch
hinsichtlich Vorentflammungen bewertet wird.

Als Gegenmafinahmen werden vom Autor hauptséichlich Strategien zur Wandkontaktvermeidung
von Kraftstoff und Schmierdl an der Laufbuchse vorgeschlagen. Diese lassen sich wie folgt zusammen-

fassen:

e Multiinjektion von Kraftstoff,
e friihe Einspritzzeiten und

e Abénderung der Injektorgeometrie (z.B. Lochanzahl oder Lochgeometrie).

Bei Ausarbeitung der Vorschlige wurde das Gesamtsystem Motor nicht analysiert. Dies liegt aufserhalb

des Betrachtungsrahmens dieser Arbeit.
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9 Zusammenfassung und Ausblick

Im Rahmen dieser Arbeit sollten mogliche chemisch-physikalische Wirkungsmechanismen, die eine Bil-
dung von Vorentflammungen positiv begiinstigen kdnnen, untersucht werden. In einem ersten Schritt
erfolgte eine Recherche zum aktuellen Stand der Wissenschaft bzgl. der Eigenschaften von Vorent-
flammungen und deren Auslésemechanismen.

Da es sich bei der Vorentflammung um ein Selbstziindphdnomen handelt, erfolgt eine Sensibilitéts-
studie der Ziindverzugszeit anhand von 0D-Reaktorsimulationen. Hierdurch kénnen wichtige Abhén-
gigkeiten detektiert werden, die das Versténdnis iiber die chemischen Vorgénge bei einer Vorentflam-
mung vertiefen. Aus der Literaturrecherche und den 0D-Reaktorsimulationen ergeben sich die fiir eine
Variation priadestinierten ottomotorischen Parameter. Diese konnten mit Hilfe der 3D-CFD-Simulation
gezielt und ergebnisorientiert untersucht werden. Dadurch ergeben sich neue wissenschaftlichen Er-
kenntnisse, die neue Wirkmechanismen aufzeigen.

Die Anwendung numerischer Methoden bietet dem Anwender den Vorteil, einen tiefen Einblick
in die physikalisch-chemischen Vorgénge innerhalb des Motors zu erlangen. Weiterhin kénnen um-
fangreiche Parametervariationen mit vergleichbar geringem Aufwand durchgefiihrt werden. Fiir die
Abbildung der innermotorischen Prozesse wird ein ganzheitliches Modell prisentiert, das die bilan-
zierten Grofse anhand von nichtlinearen partiellen Differentialgleichungen beschreibt. Komplettiert
wird das Gesamtmodell durch das Spray- und Chemie-Turbulenz-Interaktions-Modell.

Ein besonderes Augenmerk bei der Modellerstellung liegt in der direkten Kopplung von detaillierter
chemischer Reaktionskinetik und dreidimensionaler Stromungssimulation. Detaillierte Reaktionsme-
chanismen bieten den Vorteil die chemischen Prozesse sehr genau abzubilden, weshalbb dieser Ansatz
gewahlt wurde. Grundlage zur Beschreibung der thermodynamisch-chemischen Vorgénge ist ein Me-
chanismus, der die Verbrennung von iso-Oktan /n-Heptan-Luft-Gemischen abbildet. Um die Rechenzei-
ten effizient zu gestalten, kann der Mechanismus durch Sensibilitdtsstudien in 0D-Reaktorsimulationen
auf die Prozesse im Niedertemperaturbereich, d.h. auf die Selbstziindung, optimiert werden. Hierbei
wird darauf geachtet, dass der Selbstziindbeginn zwischen detailliertem und reduziertem Mechanismus
iibereinstimmt.

Nach der Modellerstellung erfolgt die Uberpriifung des Modells anhand von Mess- und Simulations-
daten. Hierbei zeigt sich beim Vergleich des Stromungsmodells mit experimentellen PIV-Daten eine
gute bis sehr gute Ubereinstimmung in der globalen Strémungsstruktur sowie der zweidimensionalen
Geschwindigkeitsverteilung. Das Spraymodell kann erfolgreich an Druckkammer-Messdaten validiert
werden, wobei als Vergleichsgréfse die Penetration und der Spraykegelwinkels des Kraftstoffstrahls ver-
wendet wird. Beim Vergleich des Gesamtmodells in OpenFOAM mit dem kommerziellen CFD-Code
VECTIS der Fa. Ricardo zeigt sich eine sehr gute Ubereinstimmung. Mit dem prisentierten ganzheit-
lichen Modell kénnen nun gezielte Parameteruntersuchungen durchgefiihrt werden, um erstens das

Auftreten von Vorentflammungen zu vermeiden und zweitens neue Verbrauchseinsparpotentiale mit
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dem Downsizing Prinzip zu erschlieffen.

Als ein kritischer Einflussfaktor hinsichtlich Vorentflammungsbildung wird die Auslassventiltempe-
ratur detektiert. Durch eine gezielte Variation dieses Parameters ist eine Grenztemperatur von 873 K
fiir den untersuchten Lastpunkt identifiziert worden. Bleibt die Temperatur darunter, tritt wahrschein-
lich keine Vorentflammung auf. Mittels effektiver Spiilung zum Zeitpunkt der Ventiliiberschneidung,
Verschiebung des Luftverhéltnisses und neuer Kiihlkonzepte kann die Oberflachentemperatur der Aus-
lassventile gesenkt werden. Zusétzlich kann die geometrische Form der Auslassventile durch Anbringen
einer Fase im Bereich des Ventiltellers optimal an die Form des Zylinderkopfes angepasst werden. So-
mit wird der Bildung eines Windschattengebietes in der Nahe des Ventilsitzes entgegen gewirkt.

Fordernde Einflussfaktoren auf die Vorentflammung sind der umfangseitige Ringspalt in der Ziind-
kerze sowie die gerichtete Orientierung der Fremdziindungsquelle. Beide fiihren zur Ausbildung von
zusdtzlichen Windschattengebieten im Brennraum und damit zu einer erhohten Reaktivitat. Im Ge-
gensatz dazu zeigte die geschlossene Ziindkerze keine erhchte Reaktivitdat. Dadurch lasst sich die
Forderung nach dieser Konfiguration aufstellen, um damit Vorentflammungen effektiv entgegenwirken
zu kénnen.

Als sehr wahrscheinlich wird der Einfluss von realem Abgas auf das Vorentflammungsphdnomen,
im Besonderen von Stickstoffmonoxid, angesehen. So ist es im Rahmen dieser Arbeit gelungen, die
deutliche Wirkung von Stickstoffmonoxid auf die Selbstziindung des Kraftstoff-Luft-Gemisches nach-
zuweisen. Es zeigt sich zudem, dass der Einfluss von NO durch das Vorhandensein von unverbrannten
Kohlenwasserstoffen im Abgas etwas geddmpft wird. Mittels Einbau eines katalytisch wirksamen Re-
formers in die Abgasriickfithrungsstrecke ldsst sich ein deutliches Abschwéchen des Einflusses von NO
erwarten. Um die NO Konzentration des im Brennraum verbleibenden Abgases zu senken, bietet sich
eine intensivierte Spiilung und eine Verlagerung des Luftverhéltnisses in Richtung ,fett* an.

Bei lokaler Anfettung des Gemisches durch kiinstliche Kraftstoffanreicherung im Bereich des Feu-
erstegs oder der Zylinderkopfdichtung kann keine erhohte, aus der Akkumulation von Kraftstoff re-
sultierende, Reaktivitat detektiert werden. Der Einfluss von lokaler Kraftstoff-Akkumulation auf eine
Vorentflammung erscheint sehr gering.

Als wahrscheinlichste Ursache einer Vorentflammung ergibt sich in dieser Arbeit die Freisetzung
von Schmierd] im Bereich der Laufbuchse. Hierbei folgt eine Selbstziindung in jedem Fall einer Ol-
freisetzung. Besonders bei einer Freisetzung um 700 bis 720°KW n. ZOT lassen sich je nach Oltrop-
fendurchmesser Vorentflammungen mit besonders hohen Druckamplituden und -frequenzen erwarten.
Multiple Einspritzereignisse und eine Friihverstellung der Einspritzung kénnten der Freisetzung von
Schmierdl entgegen wirken, da diese direkt auf die Wahrscheinlichkeit eines Wandkontakts zwischen
Kraftstoff und Schmierdl entgegenwirken. Ebenfalls positiv auf die Vermeidung des Wandkontakts
koénnten sich andere Injektorgeometrien auswirken.

Durch die vorgeschlagenen Gegenmafnahmen kénnen neue Verbrauchspotentiale mit dem Down-
sizing-Prinzip erschlossen werden. Inwiefern die daraus resultierenden héheren Aufladegrade die Gren-
zen der Parameter fiir die Vorentflammung, wie Auslassventiltemperatur, weiter nach unten verschie-
ben, kann an dieser Stelle nicht hinreichend geklért werden.

Zusatzlich birgt die Grobstruktursimulation ein grofes Potential hinsichtlich der Vorentflammungs-
untersuchung. Hierdurch kénnte der chaotische Charakter dieser Verbrennungsanomalie weiter unter-

sucht werden. Goryntsev /27)/ zeigt auf anschauliche Weise, welchen Schwankungen die Zustandsgro-
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$en innerhalb des Brennraums unterworfen sind. Dies bietet eine mogliche Erklarung hinsichtlich des

sporadischen Charakters einer Vorentflammung.
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