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Kurzfassung

Die Senkung des Kraftstoffverbrauchs und der Schadstoffemissionen sind die zentralen tech-
nologischen Schwerpunkte bei der ottomotorischen Brennverfahrensentwicklung. Ein richtungs-
weisendes Konzept zur Erfiillung der ambitionierten CO2-Emissionensziele stellt die Benzin-
Direkteinspritzung mit strahlgefiihrtem Brennverfahren und nach au3en 6ffnender Piezo-A-Diise
dar. Aufgrund der Komplexitit dieses neuen Brennverfahrens, die nicht zuletzt in der Gemischbil-
dung begriindet ist, sowie den immer kiirzer werdenden Entwicklungszeiten miissen zwangswei-
se vorhersagefdhige und recheneffiziente 3D-Simulationsmethoden zur Analyse und Vorauswahl
von motorischen Parametern in den Entwicklungsprozess eingebunden werden.

In der vorliegenden Arbeit wird ein neues Modellierungskonzept priasentiert, welches eine durch-
gingige 3D-Berechnung, beginnend beim Ladungswechsel iiber die Diiseninnenstrémung und
Gemischbildung bis hin zur Verbrennung, von Ottomotoren mit strahlgefiihrtem Brennverfah-
ren und Piezo-A-Diise erlaubt. Um die von der Diiseninnenstrémung sensitive Strahlausbreitung
numerisch abzubilden, wurde ein Strahlmodell entwickelt, dessen tragende Sédulen die Kopp-
lung aus quasi-stationédrer Diiseninnenstromungs- und transienter Gemischbildungsberechnung,
der turbulenz-induzierte Primérzerfall und die turbulente Dispersion sind. Den Einfluss der rea-
len Kraftstoffzusammensetzung auf die Verdampfung wird in statistischer Form durch ein Modell
auf Basis der kontinuierlichen Thermodynamik beriicksichtigt. Den numerisch kritischen Diskre-
tisierungsgesichtspunkten von Raum und Statistik des Lagrange’schen Strahlmodells wird durch
ein hochauflosendes strahladaptives Rechengitter und angepasster Partikelanzahl Rechnung ge-
tragen. Fiir die Beschreibung der teilweise und vollkommen vorgemischten Verbrennung bei Teil-
bzw. Volllast wird ein 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungsmodell vorgestellt, welches ein Modell
fiir die turbulente Flammenfrontausbreitung der Vormischverbrennung mit einem ,,Flamelet*-
Modell fiir die turbulente Diffusionsverbrennung koppelt.

Die Modellvalidierung wird nach physikalischen Einzelprozessen untergliedert. In Abgleich mit
optischer Strahldiagnostik in einer Hochdruckkammer wird am Beispiel von zwei Piezo-A-Diisen
gezeigt, dass mit dem an die Diiseninnenstromung gekoppelten Strahlmodell die unterschied-
liche Strahlausbreitung und Randwirbelbildung aufgrund kleinster geometrischer Unterschiede
der Diiseninnengeometrie in der Simulation abgebildet wird. Die Validierung des Mehrkompo-
nentenverdampfungsmodells zeigt gegeniiber dem Einzeltropfenexperiment eine quantitativ gute
Ubereinstimmung. Auch unter virtuellen motorischen Bedingungen spiegelt sich die plausible
Abbildung der Volatilitit des Kraftstoffes wider. Abschlieend wird das Gesamtmodell an ei-
nem Einzylinderaggregat mit Benzin-Direkteinspritzung und strahlgefiihrtem Brennverfahren mit
Piezo-A-Diise an vier Teillastbetriebspunkten mit Schichtladung validiert. Die Giite und Qualitét
des erzielten Simulationsergebnisses kann im Vergleich zu den zugrunde liegenden Indizierdaten
als ausgesprochen gut bewertet werden. Die fiir ottomotorische Brennverfahren charakteristi-
schen KenngroBen, wie Lage und Betrag des Druckmaximums, Lage des Verbrennungsschwer-
punkts und integrale chemische Energieumsetzung werden quantitativ richtig abgebildet.
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Nomenklatur

Lateinische Formelzeichen

Symbol Einheit Bezeichnung

a [m/s?] Beschleunigung

b [m;-;-] Tropfenabstand; Stolparameter; Regressvariable

b; [¢/kWh] innerer (indizierter) spezifischer Kraftstoffverbrauch
c [-; kmol/m?] Flammenfortschrittsvariable; molare Dichte

Cp [J/(kgK)] spezifische Wirmekapazitit bei konstantem Druck

Cy [J/(kgK)] spezifische Wirmekapazitit bei konstantem Volumen
Cuw [-] Widerstandsbeiwert

Cuw,def [-] korrigierter Widerstandsbeiwert fiir deformierte Tropfen
Cw,Verd [-] korrigierter Widerstandsbeiwert fiir verdampfende Tropfen
Cw, F [-] Formwiderstandsbeiwert

Cw, Kugel [-] Widerstandsbeiwert einer Kugel

d [m] Durchmesser; Flammendicke

f [div.] Funktion

f [1/s] Quellterm fiir diskontinuierliche Tropfenprozesse

h [J/kg;m] spezifische Enthalpie; Nadelhub

hy [J/kg] Bildungsenthalpie

Tih [J/kg] spezifische thermische innere Energie

1,7,k [-] Gitter-Index; kartesische Koordinatenrichtungen

k [m?/s?] (spezifische) turbulente kinetische Energie

l [m] Lingenskala

| =1/v2r0’n  [m] mittlere freie Weglinge

m [kg] Masse

n [1/m3;-] Anzahldichte; Konstante der turb. Brenngeschwindigkeit
n [-] Fliachennormalenvektor

p [N/m?] Druck

Do [N/m?] indizierter Mitteldruck

Qkonw [J/(m?s)] konvektiver Wirmestrom

Gzu [J/(m?s)] zugefiihrter Warmestrom

r [m] Radius

Tt [m] stabiler Tropfenradius

s [m/s] Brenngeschwindigkeit

t [s] Zeit

U= (u,v,w)  [m/s] Geschwindigkeitsvektor in kartesischen Koordinaten
7= (x,y,z) [m] Ortsvektor in kartesischen Koordinaten

Y [-;m] Massenanteil; Amplitude der Tropfenschwingung

11



v Nomenklatur
Symbol Einheit Bezeichnung
A [m?] Fliche
A A [div.] Konstanten des Sutherland-Gesetzes
Apy [-] Konstante der turbulenten Brenngeschwindigkeit
B [-] vollstidndige 3-Funktion
By,B1,Bs [-] Konstanten des Zerfallsmodells
Bs_50,Bs0-90  [PKW] Brenndauer zwischen 5 — 50% bzw. 50 — 90% Energieumsatz
c, [-] Kontraktionsbeiwert
Cy [-] Durchflussbeiwert
C, [-] Geschwindigkeitsbeiwert
CEap [1/K] Expansionskoeffizient
Cw, Cy [-] kraftstoffspezifische Konstanten
Ce,,.Ce,,Ce, C -] Konstanten des k-e-Turbulenzmodells
Dy, D, [-] Zerfallskonstanten nach Nicholls [91]
D [m?/s;-] Diffusionskoeffizient; Modellkonstante
Dzz,Dz5, Dy [-] Diffusionskoeffizient im Orts- und/oder Geschwindigkeitsraum
D,=1/t, [1/s] inverse aerodynamische Relaxationszeit
Eiin, Evot, Ex [J] kinetische Energie; Rotations-/Oberflichenspannungsenergie
FEi [-] Kollisionswirksamkeit
FEroal [-] Koaleszenzeffektivitit
Fo [-] E6tvos-Zahl
F [div.] kummulative Verteilungsfunktion
F [N] Kraft
Fp [N] Druckkraft
ﬁm [N] Massenkraft
Fs [N/m?] Strahlquellterm in der Impulserhaltung
Fr=v%/lg (-] Froude-Zahl
G [1/s] Produktion der Flammenfaltung durch Turbulenz
Hy [J/kg] unterer Heizwert
I= (Iy,1,,1,) [kgm/s] Impulsvektor in kartesischen Koordinaten (z, y, 2)
I=(e€e,¢) [ Einheitsmatrix
J [1/s] Wirmestromdichte
K [m?] Konstante des aerodynamischen Strahlaufbruchsmodells
K. K, [-] Konstanten des Zerfallsmodells nach Huh et al. [68]
Kr, K, Ky [-] Konstanten des TAB-Zerfallsmodells
Kw [-] Koeffizient fiir den Wandwérmeiibergang nach Woschni [167]
Kn [-] Knudsen-Zahl
L [m] (makroskopische) Lange
Ly = (yr/yr)st [-] stochiometrische Luftzahl
Le [-] Lewis-Zahl
M [kg/kmol] Molmasse
My, [kg/kmol] mittlere Molmasse des Gemisches
N [-] (Partikel-) Anzahl
Ng [1/m?] Keimzahl
N [kmol/(m?s)] Molenstrom bezogen auf die Tropfenoberfléiche
Nu [-] Nusselt-Zahl
Oh [-] Ohnesorge-Zahl



Nomenklatur

Symbol Einheit Bezeichnung

P [-] normierte J-Funktion; Parachor

Pr [-] Prandtl-Zahl

Pry, Pr, [-] Prandtl-Zahlen fiir die turb. kin. Energie k£ und die Dissipation €
QC [N/(m?s)] chemischer Quellterm in der Energieerhaltung

QS [N/(m?s)] Strahlquellterm in der Energieerhaltung

QW [N/(m?s)] Wandwirmequellterm in der Energieerhaltung

R [m;-] (Kavitations-) Blasenradius; Korrelationsfunktion
R [1/s] Vernichtung der Flammenfaltung durch den Flammenfortschritt
R=%R/M [J/(kgK)] spezifische Gaskonstante

Re [-] Reynoldszahl

Sc [-] Schmidt-Zahl

Sh [-] Sherwood-Zahl

St [-] Stokes-Zahl

T [K;-] Temperatur; Taylor-Zahl

1% [m?] Volumen

W [N] Widerstandskraft

We [-] Weber-Zahl

W [N/(m?s)] Strahlquellterm in den Turbulenzgleichungen

X (-] Zufallsvariable im Intervall [0, 1]

Y [-] Molenbruch

Z [-] Mischungsbruch

st [-] stochiometrischer Mischungsbruch

Griechische Formelzeichen

Symbol Einheit Bezeichnung

«Q [°5-3-] Kurbelwinkel; Volumenanteil; Formparameter

o' [W/(m?K)]  Wirmeiibergangskoeffizient

16} [-] Formparameter

X [1/s] skalare Dissipationsrate

0 [m] Dicke der Reaktionszone

dij [-] Kronecker-Delta (9,; = 1 fiir 7 = j und §,; = O fiir ¢ # j)
€ [m?/s?] turbulente Dissipation

¥ [-] Formparameter

n [-;m] Wirkungsgrad; Wellenamplitude

K= Cp/Cy [-] Isentropenexponent

A\ = % [-] Verbrennungsluftverhiltnis oder Luftzahl

A [W/(mK)] Wirmeleitfiahigkeit

Ak [m] Weglinge zwischen zwei Tropfenkollisionen

i [J/kg] chemisches Potential (partielle molare Gibbs-Energie)
W [kg/(ms)] dynamische Viskositit

v [m?/s] kinematische Viskositit

V19 [1/s] StoBfrequenz



vi Nomenklatur

Symbol Einheit Bezeichnung

s [-] Ludolph’sche Zahl (7 = 3.1415927)

p [kg/m?] Dichte

Jox [kg/(m®s)]  chemischer Quellterm in der Spezieserhaltungsgleichung

o [kg/(m®s)]  Strahlquellterm in der Spezies- bzw. Massenerhaltungsgleichung

0 [°;kg/kmol]  Strahlkegelwinkel; mittlere Molmasse

o [N/m?;div.] Newton’scher Spannungstensor; Standardabweichung

o? [div.] Varianz

o2, [m?] Varianz im Ortsraum

o2, [m?/s] Kovarianz im Orts- und Geschwindigkeitsraum

o2, [m?/s?] Varianz im Geschwindigkeitsraum

OFy [N/m?] Oberflichenspannung

T [N/m?] Reynolds-Spannungstensor

T [s] Zeitskala

T, [s] aerodynamische Relaxationszeit

Tdiff [s] Zeitskala der Diffusion

Tk [s] Zeit zwischen zwei Tropfenkollisionen

Thonw [s] Zeitskala der Konvektion

Thorr [s] turbulente Korrelationszeit

Toerd [s] Zeitskala der Verdampfung

B [s] Zeitskala fiir den Tropfenzerfall

P [—;1<g2/kn1012 Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion; 2. Moment einer
Verteilungsfunktion

Ah, [J/(mol s)] Verdampfungsenthalpie

Ax,Ay [m;m] Kantenldnge einer Rechenzelle

As, [J/kmolK]  Verdampfungsentropie

A6 [°] Dispersionswinkel

r [-] I-Funktion I'(z) = [~ e~ dt

) [-;div.] Aquivalenzverhiltnis; Stromungsvariable

A [m] Wellenldnge

= =aa [-] Flammenfaltungsfaktor (im Gleichgewicht)

M [div.] Moment einer Verteilungsfunktion

Q [1/s] Wachstumsrate

= 8.3143 [J/molK] universelle Gaskonstante

Indizes

Indize Bedeutung

a aerodynamisch

atm atmosphérisch

b verbrannter Zustand

ch chemisch

eff effektiv

geo geometrisch

1,j,k

Zihlindex in Koordinatenrichtung



Nomenklatur

Indize Bedeutung

k turbulente kinetische Energie

kin kinetisch

krit kritisch

| laminar

max, min Maximum, Minimum

n normal

num numerisch

opt Optimum

ref Referenzzustand

rel relativ

S Strahl

t turbulent

y Wandabstand

u unverbrannter Zustand

A Aufbruch

ASB Ansteuerbeginn

B Bernoulli, (Kavitations-) Blase
D Kraftstoffdampf

E Einspritzung

Exp Experiment

F Fliissigkeitsfilm

Fl Fliissig

G Gas

Ges Gesamt

H Hub

HD Hochdruckzyklus

I Instabilitét

K Kolmogorov’sche Groflenskala, Kavitation, Kraftstoff
Koal Koaleszenz

Koll Kollision

L Luft, Ligament

N Nadel

O Tropfenoberflache

T Temperatur

Tr Tropfen

Verd Verdampfung

W Wand

Z Rechenzelle

a, 3 Ortsraum 7, Geschwindigkeitsraum
[0} Zustand im Grenzwert (Fettwert)
0 Zeitpunkt zu Beginn eines Zeitschrittes, Zustand am Diisenaustritt
12 binér

32 Sauter-gemittelt

5 Messwert in 5 mm axialer Entfernung vom Injektor
00 Umgebungszustand

Vil
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Symbole und Operatoren

Nomenklatur

Symbol Bedeutung

Df/Dt Differential-Operator (%{ - % + a%( Fid)
0 Partielle Ableitung

\Y Nabla-Operator (V = [%, a%v %])

A Laplace-Operator (A = [, (,)3—;27 2)

—~
~—

Betrag eines Vektors
erste zeitliche Ableitung
zweite zeitliche Ableitung

j

Favre-gemittelte Grof3e
gemittelte Grofle

| :
—_—

N
<

fluktuierende Grofle
charakteristische Grée (Referenzgrof3e)

-
—~

*

P —

T Transponierung
Abkiirzungen
Abkiirzung Bedeutung
AGR Abgasriickfiihrung
ACEA Verband der europédischen Automobilhersteller

(franz. ,,Association des Constructeurs Européens D’ Automobiles*)

ATAA engl. ,,American Institute of Aernautics and Astronauts*
ASME engl. ,,American Society of Mechanical Engineering*
BP Betriebspunkt
CFD numerische Stromungsmechanik (engl. Computational Fluid Dynamics)
CFL Courant-Friedrichs-Lewy
C,H,, Kohlenwasserstoff mit n Kohlenstoff- und m Wasserstoffatomen
CO chemische Bezeichnung fiir Kohlenmonoxid
CO, chemische Bezeichnung fiir Kohlendioxid
DDB engl. ,,.Droplet Deformation and Breakup*
DDM diskretes Tropfenmodell (engl. ,,Discrete Droplet Model*)
DE Direkteinspritzung
DNS Direkte Numerische Simulation
DVA Druckverlaufsanalyse
EBU Wirbelzerfallsmodell (engl. ,,Eddy Breakup*)
ESB Einspritzbeginn
EU Europiische Union
H, chemische Bezeichnung fiir das Wasserstoff-Molekiil
H,0O chemische Bezeichnung fiir Wasser
HC chemische Bezeichnung fiir unverbrannte Kohlenwasserstoffe
HCCI Homogeneous Charge Compression Ignition

k—e¢ (Turbulentes) Kinetisches Energie/Dissipations-Modell



Nomenklatur

X

Abkiirzung Bedeutung

ICAS Interactive Cross-Section Averaged Spray

KW Kurbelwinkel

LI(E)F Laserinduzierte (Exciplex) Fluoreszenz

LES Grobstruktursimulation (engl. ,,Large Eddy Simulation*)

LHF lokale homogene Stromung (engl. ,,Locally Homogeneous Flow*)

LOT Oberer Totpunkt beim Ladungswechsel

MIE Streuung elektromagnetischer Wellen an sphérischen Objekten, benannt
nach dem deutschen Physiker Gustav Mie

NEFZ Neuer Europiischer Fahrzyklus

NS Navier-Stokes

N, chemische Bezeichnung fiir das Stickstoff-Molekiil

NO, Sammelbegriff fiir die Stickoxide NO und NO- (im Sinne des Gesetzgebers)

O, chemische Bezeichnung fiir das Sauerstoff-Molekiil

oT Oberer Totpunkt

PDA Phasen Doppler Anemometrie

PDF Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (engl. ,,Probability Density Function*)

PIV Particle Image Velocimetry

RANS Reynolds-gemittelte Navier-Stokes (engl. ,,Reynolds- averaged
Navier-Stokes®)

ROZ Research Oktanzahl

RZV Raumziindverbrennung (engl. ,,Controlled Auto-Ignition*, CAI)

SAE Society of Automotive Engineers

SF Separierte Stromung (engl. ,,Seperated Flow*)
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Kapitel 1

Einleitung

1.1 Motivation

Seit Einfithrung des Automobils ist der weltweite Individualverkehr mit zunehmendem Wohl-
stand unserer Gesellschaft kontinuierlich gewachsen. Dieser Trend wird sich auch in Zukunft mit
der rasanten wirtschaftlichen Entwicklung fortsetzen, die derzeit vor allem in den Schwellenlén-
dern in Asien und Osteuropa beobachtet werden kann. Trotz der Fortschritte auf dem Gebiet der
alternativen Antriebssysteme, wie der Brennstoffzelle, wird der Verbrennungsmotor auch in na-
her Zukunft tiberwiegend als Antriebstechnologie des Automobils dienen.

Die Forderung nach umweltvertrédglicher individueller Mobilitit setzt damit zunehmenden Hand-
lungsbedarf in die Senkung von Schadstoffemissionen und Kraftstoffverbrauch voraus. Neben
der heute geltenden Abgasgesetzgebung fiihrt die Europdische Union (EU) im Jahr 2009 mit
Euro 5 bzw. im Jahr 2014 mit Euro 6 eine weitere Verschirfung der Emissionsgrenzwerte ein
[41] (siehe Abb. 1.1 a)). Ferner hat sich die europdische Automobilindustrie in einer freiwilligen
Verpflichtung bereits dazu bekannt, den AusstoB3 des fiir den Treibhauseffekt mitverantwortlichen
Gases Kohlendioxid (CO,) ihrer Fahrzeugflotten bis zum Jahr 2008 auf 140 g COy/km zu senken.
Dariiber hinaus strebt die EU fiir das Jahr 2012 die generelle Einfithrung von CO,-Grenzwerten
an [28] (siehe Abb. 1.1 b)).

a)

Cco

O Euro 3

b)

Co,

(mg/km] (2000) lgkm] & 165-170
O Euro 4
(2009) (1542(%)) 120
B Euro5/6 - 50
Hﬂf | (2009 /2014) G0
[mg/km] ® SULEV
1000 (USA) EU
%@ k20 Ziel
Q
3 \ql » NO, >
©7125 6080 150 [mg/km] 2003 2008 2012

Abb. 1.1: a) Schadstoffgrenzwerte fiir Pkw-Ottomotoren in Europa (NEFZ) und den USA [41].
b) CO,-Grenzwerte fiir den Fahrzeugflottenverbrauch nach ACEA [2] und der EU [28].

Der Kraftstoffverbrauch heutiger Dieselmotoren konnte durch neue Einspritztechnologien (Pum-
pe-Diise- und Common-Rail-Systeme) deutlich gesenkt werden, wéahrend Schadstoffemissionen,
im Besonderen von Partikeln und Stickoxiden, nach wie vor problematisch sind. Beim Ottomo-
tor hingegen lassen sich mit konventionellem Drei-Wege-Katalysator bereits heute die in Euro
5 bzw. 6 und SULEV! vorgeschriebenen Schadstoffgrenzwerte einhalten. Zunehmender Hand-
lungsbedarf besteht in der Entwicklung verbrauchsarmer Antriebskonzepte.

'engl. ,,Super Ultra Low Emission Vehicle*



2 I Einleitung

Schwerpunkte der Brennverfahrensentwicklung bei Ottomotoren sind vor allem die Wirkungs-
gradsteigerung in der Teillast. Neben indirekten Maflnahmen, wie ,,Down-Sizing* in Kombina-
tion mit Aufladung, werden Konzepte wie (voll-) variable Ventilsteuerung, homogene Selbst-
ziindung? und Benzin-Direkteinspritzung mit Ladungsschichtung verfolgt. Das groBte Potenzial
zur nachhaltigen Verbesserung der Thermodynamik des Ottomotors sprechen die Experten der
Benzin-Direkteinspritzung mit strahlgefithrtem Brennverfahren zu [134, 137, 153, 85, 45].

Die Vorteile der Benzin-Direkteinspritzung in Ottomotoren lassen sich auf die reduzierten La-
dungswechselverluste in der Teillast zuriickfithren. Da die Leistungsanpassung analog zum Die-
selmotor qualititsgeregelt erfolgt, kann der Motor mit Ladungsschichtung entdrosselt betrieben
werden. Gleichzeitig tridgt der Betrieb mit Luftiiberschuss iiber einen hoheren Isentropenexpo-
nenten sowie geringeren Wandwirmeverlusten durch die zentrale Verbrennung zur Steigerung
des Prozesswirkungsgrades bei. Aber auch im Homogenbetrieb bei Volllast wird infolge der
Kiihlwirkung des direkt eingespritzten Kraftstoffes die Fiillung erhoht und die Klopfneigung
verringert. Dadurch ermoglichen hohere Verdichtungsverhiltnisse eine thermodynamisch giin-
stigere Verbrennung [136]. Allerdings kann im Magerbetrieb in der Teillast die Reduktion der
Stickoxide (NO,) mit einem konventionellen Drei-Wege-Katalysator nicht mehr gewéhrleistet
werden, so dass im Hinblick auf zukiinftige Emissionsvorschriften eine Abgasnachbehandlung
mit NO,-Speicherkatalysatoren unumgénglich ist. Dies erhoht zum einen die Systemkomplexitit
und Kosten und erfordert zum anderen schwefelfreie Kraftstoffe [39].

Die steigende Komplexitit moderner Brennverfahren, deren zunehmendes Maf3 an innermoto-
rischen Freiheitsgraden sowie die immer kiirzeren Entwicklungszeiten erfordern zwangsweise
die Einbindung von computergestiitzten Simulationsmethoden® in die Entwicklungsprozessket-
te. Null- und eindimensionale Realkreisprozess- und Ladungswechselmodelle sind bereits fester
Entwicklungsbestandteil. Die 3D-Simulation, deren Anwendung in der Vergangenheit meist auf
die reine Analyse von Stromung und Verbrennung beschrinkt war, wird zunehmend zur Voraus-
wahl von Parametern (z.B. Kanal-, Kolben- und Brennraumgeometrie, Einspritzverlaufsform und
-taktung, etc.) und damit zur Reduzierung der kostenintensiven Motorversuche eingesetzt.

Den Grundstein hierfiir setzte die 3D-Simulation bei der Brennverfahrensentwicklung der Benzin-
Direkteinspritzung der ersten Generation. Bei diesem auch als wandgefiihrt bekanntem Brenn-
verfahren mit seitlicher Injektor- und zentraler Ziindkerzenlage wird der Gemischtransport durch
eine ausgeprigte Kolbenmulde unterstiitzt. Bei der Brennverfahrensentwicklung hat die 3D-Si-
mulation bereits mit den klassischen Modellen entscheidend zum Verstidndnis der Gemischbil-
dungsmechanismen beigetragen, wie z.B. dem Strahlkontraktionsverhalten von Drallinjektoren,
und daraus richtungsweisende Maflnahmen abgeleitet. Fiir die zweite Generation der Benzin-
Direkteinspritzung, das so genannte strahlgefiihrte Brennverfahren, ergeben sich weitaus hohere
Anforderungen an die Gemischbildung. Die rdumlich enge, zentrale Anordnung von Injektor
und Ziindkerze (siehe Abb. 1.2) und die daraus resultierenden kurzen Gemischbildungswege und
-zeiten offenbaren die hohen Strahlqualititsanspriiche hinsichtlich Stabilitit, Zerstiubungsgiite
und Mischung. In Kombination mit hoch-modernen Piezo-A-Diisen*, wie sie Abb. 1.3 zeigt,
nimmt aufgrund der kleinen geometrischen Abmessungen mit einem Nadelhub von nur etwa
35 pm die Sensitivitit des Strahls zur Einspritzdiise in hohem Male zu. Fiir eine vorhersagefa-
hige 3D-Simulation der Gemischbildung von strahlgefiihrten Brennverfahren sto3en die ,,einfa-

2in der Literatur auch als ,,Controlled Auto-Ignition (CAI) oder Raumziindverbrennung (RZV) bezeichnet.
3engl. ,.computer aided engineering (CAE)
4Nach auBen 6ffnende Piezo-Diisen werden aufgrund ihrer geometrischen Form als A-Diisen bezeichnet.



1.2 Problemstellung und Zielsetzung 3

chen* klassischen Modellierungsansitze sehr schnell an ihre Grenzen der Applizierbarkeit. Mit
den wachsenden Anforderungen moderner Brennverfahren miissen daher auch die Modelle und
Methoden der 3D-Simulation weiterentwickelt werden.

d:  Durchmesser

0,... Geometrischer
Austrittswinkel

h:  Nadelhub

h=35um

E il |
Abb. 1.2: Strahlgefiihrtes Brennverfahren mit Abb. 1.3: Schnittdarstellung einer Piezo-A-
zentraler Injektor- und Ziindkerzenlage [6]. Diise mit charakteristischen Kenngrof3en.

1.2 Problemstellung und Zielsetzung

Die vorhersagefihige 3D-Simulation der Benzin-Direkteinspritzung mit strahlgefiihrtem Brenn-
verfahren und einer Piezo-A-Diise erfordert die Entwicklung problemorientierter Modelle so-
wie die Adaption existierender Ansétze zur Beschreibung der hoch komplexen physikalisch-
chemischen Prozesse. Die Zielsetzung im Rahmen der vorliegenden Arbeit liegt in der Entwick-
lung und Validierung eines vorhersagefdhigen Gesamtmodells fiir die praktische Anwendung,
welches, beginnend beim Ladungswechsel tiber die Diiseninnenstromung sowie der Einspritzung
und Gemischbildung bis hin zur Verbrennung, eine physikalisch fundierte Beschreibung mit wirt-
schaftlich vertretbaren Rechenzeiten erlaubt.

Die grundlegende Problematik bei der Gemischbildung von strahlgefiihrten Brennverfahren mit
Piezo-A-Diisen liegt in den auBergewdhnlich kleinen geometrischen Abmessungen der Diise.
Bei einem Nadelhub von lediglich i ~ 35 pm haben bereits geringfiigige Anderungen der Dii-
seninnengeometrie, die nahezu in der Gréenordnung von Fertigungstoleranzen liegen kénnen,
extreme Auswirkungen auf die fiir das Brennverfahren entscheidende Randwirbelbildung. Um
dieser Sensitivitdt auch in der Simulation mit einem aus industrieller Sicht vertretbarem Aufwand
Rechnung zu tragen, wird in dieser Arbeit ein Ansatz vorgestellt, welcher die Diiseninnenstro-
mung mit der Gemischbildung koppelt. Der mehrphasigen Diiseninnenstromung wird ein Zwei-
Fluid-Modell zugrunde gelegt, wihrend bei der Gemischbildung auf das klassische stochastische
Tropfenmodell zuriickgegriffen wird. Der primire Strahlaufbruch, d.h. der Ubergang von der
kontinuierlichen zur diskreten Phase, wird iiber die stromungsmechanische Information aus der
Diiseninnenstromung abgebildet. Aerodynamischer Zerfall wird tiber die konventionelle Model-
lierungsmethodik nach Reitz [120] beriicksichtigt. Fiir die weitere Ausbreitung der fein zerstiub-
ten Tropfen und deren Interaktion mit der Turbulenz der Gasphase wird ein turbulenter Disper-
sionsansatz appliziert, der, fern von der konventionellen deterministischen Beschreibungsweise,
die turbulente Tropfendynamik statistisch betrachtet. Im Hinblick auf die Verdampfung kommt
der Kraftstoffzusammensetzung eine zentrale Bedeutung zu. Klassische Verdampfungsmodel-
le fiir einkomponentige Ersatzkraftstoffe eignen sich mangels physikalischer Beschreibung des
Siedeverhaltens ebenso wenig wie diskrete Mehrkomponentenmodelle aufgrund ihrer intensiven
Rechenzeiten. Als sinnvolle Alternative wird in dieser Arbeit auf einen (statistischen) Mehrkom-
ponentenansatz auf Basis der kontinuierlichen Thermodynamik (siehe z.B. [147]) zuriickgegrif-
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fen und fiir die ottomotorische Applikation erweitert. Fiir den Homogenbetrieb in der Teillast mit
saugsynchroner Direkteinspritzung, wie er z.B. bei der Regeneration des Katalysators vorliegt,
wird der Modellansatz fiir die iiberhitzte Verdampfung (engl. ,,Flash-Boiling*) ergéinzt.

Die Schwierigkeit bei der 3D-Simulation der teilweise vorgemischten Verbrennung, wie sie im
Ottomotor mit Schichtladung vorherrscht, liegt zum einen in der Beschreibung der gekoppelt auf-
tretenden Regimes aus turbulenter Vormisch- und Diffusionsverbrennung. Zum anderen stellt die
korrekte Abbildung der chemischen Wirmefreisetzung, im Besonderen in den lokal fetten Zo-
nen, eine grole Herausforderung dar. In dieser Arbeit wird zur numerischen Berechnung der teil-
weise vorgemischten Verbrennung ein 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungsmodell vorgestellt. Die-
ser Ansatz koppelt das Flammenfaltungsmodell von Weller [159] fiir die turbulente Flammen-
frontausbreitung mit einem ,,Flamelet“- (dt. Flimmchen) Ansatz fiir die turbulente Diffusions-
verbrennung. Die chemischen Reaktionsabldufe werden in Analogie zu Steiner [139] auf Basis
der thermochemischen Gleichgewichtsbetrachtung iiber sieben elementare Spezies erfasst und
der Turbulenzeinfluss iiber eine Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion® abgebildet. Der homogen-
vorgemischte Betrieb, wie er z.B. in der Volllast vorliegt, stellt dabei einen Grenzfall dar.

Aus physikalischen und numerischen Griinden werden in dieser Arbeit drei CFD®-Programme
herangezogen. Die mehrphasige Berechnung der Diiseninnenstromung erfolgt mit Fire [11], wéh-
rend der rechenzeitintensive Ladungswechsel mit dem mehrprozessorfihigen StarCD [22] simu-
liert wird. Die eigentliche Implementierung und Validierung der oben beschriebenen Modelle
erfolgt mit Kiva-3v [8], das sich durch seine offene Quelltext-Struktur auszeichnet.

1.3 Aufbau der Arbeit

Die vorliegende Arbeit gliedert sich in acht Kapitel. Nach den einleitenden Worten werden in
Kapitel 2 die allgemeinen theoretischen Grundlagen zur numerischen Berechnung von innermo-
torischen, turbulent-reaktiven Zweiphasenstromungen vorgestellt. In Kapitel 3 wird zunéchst auf
die Phinomenologie des Einspritzstrahls von A-Diisen eingegangen. Anschlieend werden die
numerischen Sensitivititen bei der 3D-Strahlsimulation anhand von umfangreichen Einspritz-
strahlsimulationen erortert. Auf Basis der gewonnenen Erkenntnisse wird abschlieBend die Vor-
gehensweise fiir eine fundierte und konvergente numerische Beschreibung von Zweiphasenstro-
mungen erarbeitet. Kapitel 4 behandelt die strahldynamischen Gemischbildungsmechanismen.
Ausgehend von der Phinomenologie der einzelnen Teilprozesse werden die in der Literatur ver-
offentlichten Modelle und deren Applizierbarkeit auf A-Diisen diskutiert. Daran ankniipfend wird
das in der vorliegenden Arbeit entwickelte Strahlmodell fiir A-Diisen vorgestellt, dessen zentra-
le Bestandteile die Kopplung von Diiseninnenstromung und Gemischbildung, der Primérzerfall
und die turbulente Dispersion sind. Kapitel 5 widmet sich den Verdampfungsmechanismen der
Gemischbildung von Mehrkomponentenkraftstoffen. Es wird ein in der Literatur verdffentlichtes
Mehrkomponentenverdampfungsmodell zur Applikation auf die ottomotorische Gemischbildung
erweitert. Kapitel 6 beschreibt die teilweise vorgemischte Verbrennung strahlgefiihrter Brennver-
fahren, beginnend bei der Phanomenologie iiber die aktuellen Modellierungsmethoden bis hin
zu dem im Rahmen dieser Arbeit entwickelten 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungsmodell. Die Va-
lidierung der in Kapitel 4 bis 6 vorgestellten Modellierungsansétze erfolgt in Kapitel 7 anhand
von optischer Diagnostik und Indizierdaten an einem Einzylinder-Forschungsmotor. Die Arbeit
schliet mit einer Zusammenfassung und einem Ausblick in Kapitel 8.

5engl. ,Probability Density Function*, PDF
Snumerische Stromungssimulation, engl. ,,Computational Fluid Dynamics*



Kapitel 2

Beschreibung von turbulenten, reaktiven
Zweiphasenstromungen

Das vorliegende Kapitel behandelt die theoretischen Grundlagen der innermotorischen Stro-
mungsmechanik. Hierbei handelt es sich um instationédre, kompressible, chemisch reaktive, tur-
bulente, dreidimensionale Zweiphasenstromungen mit bewegten Gittern. Die zugrunde liegenden
Gleichungen bilden das Fundament fiir die in den nachfolgenden Kapiteln vorgestellten Model-
lierungsmethoden der Gemischbildung und Verbrennung. Auf eine ausfiihrliche Darstellung wird
dabei verzichtet (siehe dazu Standardwerke der Stromungsmechanik, z.B. [102, 127, 151]).

2.1 Klassifizierung des innermotorischen Stromungsfeldes

Stromungen lassen sich in die Typen laminar, transitional und turbulent klassifizieren. Laminare
Stromungen sind Schichtenstromungen ohne Bewegung normal zur Hauptstromung. Transitio-
nale Stromungen entstehen, wenn laminare Stromungen durch Storungen instabil werden. Dabei
gewinnt der konvektive Prozess gegeniiber der molekularen Diffusion, die Storungen stabilisie-
rend entgegen wirkt, an Dominanz. Verlauft der konvektive Prozess deutlich schneller als der dif-
fusive, ist die Stromung turbulent. Das Verhiltnis aus molekularer Diffusionszeit 745 ~ L*/v
und Konvektionszeit 7y, ~ L/u fiihrt auf die Reynolds-Zahl.

MNL_zﬂ_%:Re 2.1)

Thonw v L v

Die Grole L stellt die charakteristische Linge, v die Geschwindigkeit und v die kinematische
Viskositit des Fluids dar. Die Reynolds-Zahl Re beschreibt das Verhéltnis aus Trédgheits- und
viskosen Kriften und dient als Kennzahl zur Charakterisierung des Stromungstyps. Der laminar-
turbulente Ubergangsbereich wird durch die kritische Reynolds-Zahl beschrieben, die z.B. fiir die
Rohrstromung bei Rey,.;; ~ 2300 liegt [127]. Bei innermotorischen Stromungen iiberschreitet die
Reynolds-Zahl Re = 28 - 10° (bei gerade geschlossenem Einlassventil: L = 86 mm, u = 6 m/s,
v = 18.4-107%m?/s) die kritische Reynolds-Zahl deutlich und die Strémung ist damit turbulent.

Fir innermotorische Prozesse ist die Turbulenz von besonderer Bedeutung. So wird z.B. die
Aufweitung des Einspritzstrahls durch den turbulenten Impulsaustausch zwischen den Phasen
stark beeinflusst. Ebenso wird der Fortschritt der Flammenfront mageblich durch die turbulente
Flammenfaltung bestimmt. Aufgrund der sich in der Modellierung wiederfindenden Relevanz
der Turbulenz werden im Folgenden die wichtigsten Eigenschaften und Kenngré8en turbulenter
Stromungen vorgestellt.
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2.2 Eigenschaften von turbulenten Stromungen

Turbulente Stromungen sind unregelmifBige, dreidimensionale, instationire, wirbelbehaftete Stro-
mungen. Die stochastischen Geschwindigkeitsbewegungen in Zeit und Raum, die der Hauptstro-
mung liberlagert sind, fithren zu Fluktuationen der skalaren Grofen wie Dichte, Temperatur und
Konzentrationen. Eine Charakterisierung der Turbulenz erfolgt iiber Zeit- und Lingenskalen. Die
groBten Turbulenzelemente, die durch die Berandungen des Stromungsgebiets (z.B. Brennraum)
begrenzt sind, werden durch das integrale Langenmal /; beschrieben. Dieses lédsst sich iiber die
(Zwei-Punkt-) Korrelation zweier Geschwindigkeitsschwankungen «’ an zwei im Abstand 7 ent-
fernten Raumpunkten 7 und 7 4 7 bestimmen.

u'(Z) w(Z+T)
/i /i
\/U/Q (Z) \/U’Q(f +7)
Die Integration fiihrt auf das integrale LangenmaB [/, und das zugehorige integrale Zeitmal} ;.
Ly

U/Q

R(Z,7) = (2.2)

ly :/ R(Z,7)dr und Ty~ (2.3)
0

Die groflen Turbulenzstrukturen stehen in direkter Wechselwirkung mit dem Hauptstrémungs-

feld, wobei sie diesem (turbulente) kinetische Energie k entziehen. Durch Wirbelstreckung wird

die Energie an immer kleinere Wirbelstrukturen weitergegeben, bis schlieBlich viskose Krif-

te die mechanische Energie in Wirme dissipieren. Dieser Transfer wird in der Energiekaskade

abgebildet. Nach der Kolmogorov’schen Theorie, die ein Gleichgewicht von transferierter und

dissipierter Energie voraussetzt, wird die Dissipation
_3
koo ou??
€E = — r~v

Tt ly

2.4)

durch die groBskalige Bewegung bestimmt, obwohl sie selbst aus einem viskositidtsgesteuerten
Prozess auf kleinskaliger Ebene resultiert [123]. Die kleinsten Turbulenzelemente, die in einem
Stromungsfeld aufrechterhalten werden, sind in Abhéingigkeit von der Dissipation € und der ki-
nematischen Viskositét v durch die Kolmogorov’sche Léngen- [ und Zeitskala 75 definiert.

I = (”;) und 7 = (%) (2.5)

Die integrale und Kolmogorov’sche Lingen- und Zeitskala sind iiber die turbulente Reynolds-
Zahl Re, = u'l, /v miteinander korreliert.
T

l
< x Ref/4 und — Retl/2 (2.6)
lK TK

2.3 Mathematische Beschreibung der Gasphase

Die numerische Berechnung turbulenter Stromungen richtet sich nach dem Detaillierungsgrad,
wie die turbulenten Skalen erfasst werden. Die direkte numerische Simulation (DNS) beinhaltet
die Auflosung aller Skalen und ist bis auf numerische Fehler exakt. Da sich die motorisch relevan-
ten physikalischen Langenskalen bei Motoren mit Direkteinspritzung tiber die Gréenordungen
von 1079 bis 10~2 m und die chemischen Zeitskalen von 1079 bis 10 s [157] erstrecken, wiire ei-
ne extrem feine Zeit- und Raumdiskretisierung (Gitterpunkte N > Re?/ 4) erforderlich. Aufgrund
der damit verbundenen immensen Rechenzeiten ist die DNS auch in absehbarer Zukunft nicht fiir
innermotorische Stromungen applizierbar und bleibt somit auf akademische Fragestellungen bei



2.3 Mathematische Beschreibung der Gasphase 7

kleinen Reynolds-Zahlen und einfachen Geometrien beschrinkt. Bei der Grobstruktursimulation
(engl. ,,Large Eddy Simulation®, LES) werden tiber Filter die groen Skalen aufgelost, wihrend
die kleineren modelliert werden. LES gewinnt fiir rein stromungsmechanische Probleme gera-
de an Bedeutung. Fiir motorische Anwendungen mit Einspritzung, Verbrennung und bewegten
Gittern ist auch hier der Rechenaufwand noch zu hoch. Fiir die industrielle 3D-Simulation moto-
rischer Problemstellungen hat sich die statistische Beschreibung der Turbulenz durch Losung der
Reynolds-gemittelten Navier-Stokes-Gleichungen (RANS) etabliert.

2.3.1 Mittelung der Stromungsvariablen

Fir die statistische Beschreibung der Turbulenz wird bei instationdren Stromungen auf eine
Ensemble-Mittelung zuriickgegriffen. Der Ensemble-Mittelwert @ einer Grofe ¢ stellt das arith-
metische Mittel einer Vielzahl von Messungen N mit identischen Anfangs- und Randbedingun-
gen dar.

N—oo

N

— 1

@@j):lmleE ,(Z,1) 2.7)
n=1

Fiir kompressible Stromungen lassen sich die Dichtefluktuationen in den Erhaltungsgleichungen
eliminieren, indem eine mit der Dichte p gewichtete Mittelung der Stromungsvariable ¢ nach
Favre [43] vorgenommen wird.

- o®
o= (2.8)
P

Der Momentanwert ¢ setzt sich aus gemitteltem ® und fluktuierendem Anteil ®" zusammen.

d=+d" mit pd =0 (2.9)
Messungen am Motorpriifstand liegen zu einem Grofteil Schwankungen der Randbedingungen
(z.B. Einspritzstrahl, Restgasgehalt des vorherigen Zyklus) zugrunde. Dadurch ergeben sich zu-
sdtzlich zur Turbulenz Schwankungen, die in der 3D-Simulation nicht abgebildet werden.

2.3.2 Gemittelte Erhaltungsgleichungen der Gasphase

Die Grundlage zur Beschreibung von Kontinuumsstromungen eines kompressiblen Newton’schen
Fluids' bilden die Erhaltungsgleichungen fiir die extensiven GroBen Spezies- und Gesamtmas-
se sowie Impuls und Energie. Im Folgenden werden die dem CFD-Programm Kiva-3v zugrunde
liegenden Gleichungen in differentieller, konservativer Form dargestellt (siche Amsden et al. [7]).

Fiir ein Gasgemisch aus [ verschiedenen Komponenten lédsst sich die Erhaltungsgleichung fiir die

Spezies ¢ formulieren als:
0
ot

Darin bezeichnen ¢ die Zeit, p die Dichte und @ den Vektor der mittleren Stromungsgeschwin-

digkeit. Der Spezies-Massenbruch 7; = p;/p ist tiber die Partialdichte p; definiert, wobei fiir die
Summe ), §; = 1 gilt. Der bindre Massendiffusionskoeffizient D darf unter der Annahme stark

(95)+V - (95 T) = V- (bDVG) + 5 + 4; (2.10)

'Newton’sche (normalviskose) Fluide sind durch einen linearen Zusammenhang von Schubspannung 7 und
Schergeschwindigkeit du/dy charakterisiert, d.h. die dynamische Viskositit p ist unabhéngig von der Scherge-
schwindigkeit [127].
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verdiinnter Gase fiir alle Spezies einheitlich gewéhlt werden [157]. Die Terme p; und p repréasen-
tieren die Quellen bzw. Senken aus der Tropfenverdampfung und den chemischen Reaktionen.
Die Summation iiber alle Spezies fiihrt auf die Kontinuitdtsgleichung, welche die Erhaltung der
Gesamtmasse des Systems beschreibt.

0 > )

aﬁw.(m):ps 2.11)
Der Massenaustausch zwischen Fliissig- und Gasphase durch Verdampfung oder Kondensation
wird durch den Quell- bzw. Senkenterm p° beschrieben. Chemische Reaktionen liefern keinen
Beitrag in der Massenbilanz, da sie weder Masse erzeugen noch vernichten.

Die Impulsgleichungen in den drei Raumrichtungen (x, y, z) leiten sich aus dem 1. Newton’schen
Gesetz ab, nach dem die Anderung des Impulses der Summe aller #uBeren Krifte entspricht.

0 (_ - -~ 2 - .
- <pﬁ> YV (pad) = —Vp—gv<ﬁk> YV-o VT4 EF5 457 (2.12)
Die dufleren Krifte bilden der Druck p, die isotropen Turbulenzkr'gifte, die viskosen und turbu-
lenten Krifte o bzw. 7, die dynamischen Kréfte der Fliissigphase F'° und die Gravitationskrifte
durch das Schwerefeld § der Erde?. Die viskosen Kriifte, d.h. der Impulsaustausch durch die
Molekiilbewegung des Gases, werden durch den Newton’schen Spannungstensor o beschrieben.

. T 2 .
A (va+ (va) ) — S V-l (2.13)

Darin bezeichnen p; die molekulare dynamische Viskositéit und I die Einheitsmatrix. Der tur-
bulenzbedingte Impulsaustausch wird durch den Reynolds-Spannungstensor 7 dargestellt. Diese
unbekannte Korrelation resultiert aus der Mittelung der nicht-linearen Impulsgleichungen (2.12)
und muss zur SchlieBung des Gleichungssystems modelliert werden (siehe Kap. 2.3.3).

Die Energieerhaltung wird iiber die spezifische thermische innere Energie iy, formuliert

0 ~ _ 5 _ ey 7 —~ e s .

pn (pim) + V- <puzth> =-—pV-i—-V-J+p+Q +Q° +Q%, (2.14)
worin J die Wirmestromdichte und e die Dissipation der Turbulenzenergie bezeichnen. Der Term
()® beriicksichtigt den Entzug von Verdampfungsenthalpie durch die Kraftstoffverdampfung, Q°

die chemische Wiirmefreisetzung und Q" den Wandwirmeiibergang im Zylinder.

Die Wirmestromdichte® .J setzt sich aus der Fourier’schen Wirmeleitung mit der Wirmeleitfa-
higkeit A und der Enthalpiediffusion nach dem Fick’schen Gesetz zusammen.

J=-\VT = pD> Vi (2.15)

Fiir ein ideales Gas lésst sich die spezifische thermische innere Energie i,, mit Hilfe der kalo-
rischen Zustandsgleichung als Funktion der Temperatur 7', der Spezies-Konzentrationen ¢; und
den zugehorigen spezifischen Wirmekapazititen ¢, ; bei konstantem Volumen ermitteln.

T
lth = Z Yi Tthi mit ithyi = gy + / Coi(T)dT (2.16)

To

2Gravitationseinfliisse lassen sich iiber die nach William Froude benannte Froude-Zahl Fr = v2/+/Ig abschit-
zen. In motorischen Stromungen ist F'r > 1, so dass Gravitationseinfliisse vernachlissigbar sind.

3Der Austausch von thermischer Energie durch Temperatur- (Soret-Effekt), Druck- (Druckdiffusion) und Kon-
zentrationsgradienten (Dufour-Effekt) kann bei innermotorischen Prozessen vernachléssigt werden [157].
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19, . ist die zugehorige spezifische innere Energie im thermodynamischen Referenzzustand bei

der Temperatur Ty. Zwischen spezifischer thermischer innerer Energie Eth,i und spezifischer ther-
mischer Enthalpie 7y, ; gilt per Definition der Zusammenhang

RT
M;’
worin R = 8.3143 J/mol K die universelle Gaskonstante und M; die Molmasse der Spezies i
darstellen. In weiten Bereichen der technischen Anwendungen kénnen intermolekulare Phéno-

mene (z.B. Binnendruck, Kovolumen) vernachlédssigt werden, so dass das Fluid als ideales Gas
tiber die thermische Zustandsgleichung p = f(p, T') behandelt werden kann.

p:ﬁ%TZ% (2.18)

Puni = i + 2.17)

Die molekulare Viskositit x; und die Wirmeleitfahigkeit A sind im Allgemeinen von Druck und
Temperatur abhiingig. Die Druckabhingigkeit spielt bei Gasen unter midfig hohen Driicken je-
doch eine untergeordnete Rolle, so dass die Viskositit in Abhiingigkeit von der Temperatur iiber
die Sutherland-Beziehung

Njw

AT
T A,
mit den stoffspezifischen Konstanten A; = 1.457 - 107° kg/msK% und A, = 110 K angegeben
werden kann. Die Wirmeleitfihigkeit A berechnet sich aus der spezifischen Wirmekapazitit bei
konstantem Druck c,(T') = >, 9i¢p;(T) und der Prandtl-Zahl Pr.
ey

Pr

Die laminare Prandtl-Zahl Pr; ist eine stoffabhéngige GroBe. Sie bildet das Verhiltnis aus Impuls-

und Wirmetransport ab und korreliert damit die Geschwindigkeits- und Temperaturgrenzschicht-
dicken. Das Verhiltnis aus Impuls- und Stoffdiffusion beschreibt die Schmidt-Zahl.

11 (2.19)

A= (2.20)

L

Sc = D (2.21)
Der Zusammenhang aus Stoff- und Wirmediffusion, d.h. zwischen Schmidt- und Prandtl-Zahl,
wird durch die Lewis-Zahl Le = Pr/Sc beschrieben. Fiir das Medium Luft werden diese im
Allgemeinen als identisch angesehen (Le = 1), wobei die laminare Schmidt- bzw. Prandtl-Zahl
mit S¢; = Pr; =~ 0.74 und die entsprechenden turbulenten Gré8en mit S¢; = Pry ~ 0.9 appro-
ximiert werden.

2.3.3 SchlieBungsansatz fiir turbulente Gasstromungen

Der Reynolds-Spannungstensor 7 in Gl. (2.12) enthélt aufgrund seiner symmetrischen Eigen-
schaften sechs unbekannte Komponenten, die modelliert werden miissen. Einer der dlteste Ansét-
ze der klassischen Turbulenztheorie beruht auf dem so genannten Wirbelviskositdtsprinzip nach
Boussinesq [18]. In Analogie zum Newton’schen Ansatz fiir den molekiilbedingten Impulsaus-
tausch in laminarer Stromung (siehe GI. (2.13)) wird der durch turbulente Geschwindigkeitsfluk-
tuationen bedingte Impulsaustausch durch Einfiithrung einer Wirbelviskositit y; formuliert.

r=—pd'd = (V{?+ (viz)T) - % (ﬁl% + V- ﬁ) 1 (2.22)
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Die turbulente Viskositit j; ist im Gegensatz zur laminaren Viskositét y; eine Zustandsgrofle
der Stromung und wird daher auch als Scheinviskositdit bezeichnet. Aus dimensionsanalytischen
Griinden ldsst sich die turbulente (kinematische) Viskositét v, = puy/p o wl; als Produkt ei-
ner charakteristischen Geschwindigkeit u; und Léange [, des impulstransportierenden, turbulenten
Wirbels darstellen. Fiir deren Berechnung wird im Rahmen der vorliegenden Arbeit auf das Zwei-
Gleichungs-k-e-Modell zuriickgegriffen, das von Launder und Spalding [79] fiir voll turbulente
Stromungen abgeleitet wurde. Darin werden das turbulente Geschwindigkeitsmal} v, = k'/2 und
die turbulente Lingenskala [, = i3/ 2 /¢ unter der Annahme von lokal homogener und isotroper
Turbulenz iiber zwei Transportgleichungen fiir die (spezifische) turbulente kinetische Energie*
k= 24" und deren Dissipation ¢ bestimmt.

0 (_- =\ 2 _- i A Heff —7 . .
= (pk) LV (;m) = SRV i ViV (P—mw) _ e WE (2.23)
9 . =\ 2 —~ pA Heff o~
5 (p€) +V <pue> = — (ng - CGS) pEV - U+ V- (P—TEVE)
+% ((Jq Vi — O pe+ CW) (2.24)

Der Einfluss des Impulses der Fliissigphase auf die Turbulenz der Gasphase wird durch den Sen-
kenterm W* beriicksichtigt. Die zugehorigen Modellkonstanten in GI. (2.23)-(2.24) sind in Ta-
belle 2.1 dargestellt. Die effektive Viskositit ji. ¢ setzt sich additiv aus laminarer und turbulenter
Viskositdt zusammen, wobei die turbulente Viskositit die dominante GroBe ist (z; > 1) [151].

Peff =t +pe  mit  pu=prv,=pC,— (2.25)

‘C’M‘C'el‘C’EQ‘C;B‘PTk‘PTE‘C’S‘
‘ 0.09 ‘ 1.44 ‘ 1.92 ‘ -1.0 ‘ 1.0 ‘ 1.3 ‘ 1.5 ‘

Tab. 2.1: Empirische Konstanten des k-e-Turbulenzmodells in Kiva-3v [7]

In Wandnihe verliert das k-e-Modell seine Giiltigkeit, da sich infolge der Reibungskrifte die Stro-
mung laminarisiert und die Geschwindigkeit sowie deren Fluktuation unmittelbar an der Wand
zu Null werden. Die Beriicksichtigung des Grenzschichtcharakters erfolgt iiber Wandfunktionen
(siehe dazu Amsden et al. [7]).

2.4 Mathematische Beschreibung der Fliissigphase

Ausgangspunkt der mathematischen Beschreibung der Fliissigphase stellt die Charakterisierung
der Stromungsregimes der Fliissigphase dar und deren Kopplung an die Gasphase. In Einphasen-
stromungen werden nach der kinetischen Gastheorie die Regimes aus freier Molekularbewegung
und Kontinuumsstromung durch die Knudsen-Zahl K'n beschrieben. Sie ist definiert als Verhilt-
nis aus mittlerer freier Weglidnge [ und einer makroskopischen Langenskala L.

Kn = — 2.2
n= (2.26)

4Streng genommen stellt k die spezifische turbulente kinetische Energie dar, wird aber meist in der Literatur wie
auch in dieser Arbeit als turbulente kinetische Energie bezeichnet.
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Fiir groBe Knudsen-Zahlen Kn > 10 dominieren Stof3e mit der Berandung des Stromungsge-
biets und das Regime wird als freie Molekularbewegung bezeichnet. Fiir kleine Knudsen-Zahlen
Kn < 0.01 sind Kollisionen im Gas treibende Krifte und die Stromung darf als Kontinuum be-
handelt werden [47].

Fir Zweiphasenstromungen ist eine analoge Charakterisierung der Stromungsregimes moglich
[30, 31]. Die zur Knudsen-Zahl dquivalente Kenngrofe ist die Stokes-Zahl St. Sie ist definiert
als Verhiltnis der aerodynamischen Relaxationszeit 7,, die das dynamische Ansprechverhalten
des Tropfens auf eine veridnderte Stromung in seiner Umgebung beschreibt, und der mittleren
Zeit 1, zwischen zwei aufeinander folgenden Stofen zweier benachbarter Tropfen.

Ta Uy T

t = = . 2.27
S Tk /\k: ( )

Mit der Tropfengeschwindigkeit w7, kann die Stokes-Zahl auch mit charakteristischen Lingen
formuliert werden, wobei \; eine Art mittlere freie Weglidnge zwischen StoBen in Analogie zur
kinetischen Gastheorie darstellt. Bei Stokes-Zahlen St > 1 wird die Tropfendynamik durch
Kollisionen kontrolliert, und es wird von einem dichtem Strahl gesprochen. Bei Stokes-Zahlen
St < 1 liegt ein verdiinnter Strahl vor. In diesem Fall besteht fiir die Tropfen ausreichend Zeit,
sich dynamisch der Gasstromung anzupassen, ehe sie in Kollisionen eingehen.

An die Art der Kopplung von Fliissig- und Gasphase ist auch die Vorgehensweise bei der Modell-
findung angelehnt. Grundsitzlich ist eine Klassifizierung der Modelle in lokal homogene Zwei-
phasenstromung und getrennte Zweiphasenstromung moglich.

Lokal homogene Zweiphasenstromung (engl. ,,Jocally homogeneous flow*, LHF)

Die LHF-Methode setzt dynamisches Phasengleichgewicht voraus, d.h. eine Relativbewegung
zwischen Tropfen und Gas existiert nicht. Diese restriktive Annahme ist fiir hinreichend kleine
Tropfen erfiillt. Die Berechnung der Fliissigphase erfolgt analog zum Einphasenfluid mit va-
riabler Dichte (siehe Faeth [42]). Thermodynamisches Gleichgewicht muss nicht zwangsweise
bestehen, so dass ein Energieaustausch zwischen den Phasen moglich ist.

Getrennte Zweiphasenstromung (engl. ,,separated flow*, SF)

Die SF-Methode beriicksichtigt den Austausch von Masse, Impuls und Energie zwischen den
Phasen. Eine direkte deterministische® Behandlung dieser Prozesse ist fiir motorische Einspritz-
strahlen mit vielen Millionen Tropfen aus Rechenzeitgriinden nicht moglich. Dariiber hinaus
erschweren die unbekannten mikroskopischen Anfangs- und Randbedingungen eine DNS. Die
Tropfendynamik wird daher statistisch durch Einfiihrung einer Wahrscheinlichkeitsdichtefunk-
tion 1 beschrieben.

B d*N
N dx dﬁTT d?"tr dTTT

’l/} (fu ﬁT?‘a Ty, TT’M t) (228)
Sie gibt die Wahrscheinlichkeit an, N Tropfen im Volumenelement dZ am Ort ¥ zur Zeit ¢
mit der Geschwindigkeit (ur,,tr, + dur,), dem Radius (ry.,r7. + drp,.) und der Temperatur
(T'r,., T, + dT7,) vorzufinden. Mindestens diese acht Dimensionen sind fiir eine minimale Ab-
bildung der motorisch relevanten Prozesse erforderlich. Je nach Detaillierungsgrad ldsst sich der

3d.h. auf Basis jedes einzelnen Tropfens
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8-dimensionale Phasenraum um zusitzliche Freiheitsgrade erweitern, wie z.B. um turbulente Ei-
genschaften der Tropfen.

Die Beschreibung der rdumlichen und zeitlichen Entwicklung der PDF ¢ erfolgt in Anlehnung
an die Boltzmann-Gleichung der kinetischen Gastheorie, welche die mikroskopische Dynamik
von Atomen und Molekiilen beschreibt. Williams [166] hat die Boltzmann-Gleichung auf die
Tropfendynamik iibertragen und daraus die Strahlgleichung (engl. ,,spray equation‘‘) abgeleitet.

% v 0 0 Tr,) = f 2.29

E‘FV <¢$T7~>+Vﬁ'<¢uﬂ> aTT (¥ Prp) + T, <@/) T7~>—f (2.29)
Die Terme auf der linken Seite beinhalten neben der Zeitableitung selbst die zeitlichen Anderun-
gen von Ort ., Geschwindigkeit ur,., Radius 77, und Temperatur Try der Tropfen. Sie repréasen-
tieren die kontinuierlichen Prozesse, bis auf die turbulente Dlspersmn, die iiber die momentane
Gasgeschwindigkeit explizit in der Tropfenbeschleunigung u, (siche Kap. 4.4) enthalten ist. Der
Term f auf der rechten Seite beschreibt alle diskontinuierlichen Prozesse wie Tropfenbildung
wihrend der Einspritzung, Zerfall, Koaleszenz und Kollision, durch welche die Tropfenanzahl
nicht erhalten bleibt. Eine ausfiihrliche Darstellung des StoBterms f ist bei Subramaniam [145]
zu finden.

Die Strahlgleichung (2.29) stellt eine hochdimensionale partielle Integro-Differentialgleichung
dar. Eine analytische Losung ist nur unter duflerst restriktiven Annahmen moglich. Zur numeri-
schen Losung der Strahlgleichung existieren zwei Ansétze:

1. Zwei-Fluid-Modell (engl. ,,Two-Fluid Model*)
2. Stochastisches Tropfenmodell (engl. ,,Stochastic Droplet Model*)

Die Vor- und Nachteile beider Ansitze werden ausfiihrlich von Crowe [30], Durst et al. [38] und
Stock [141] diskutiert und hier zusammenfassend vorgestellt.

Das Zwei-Fluid-Modell behandelt Fliissig- und Gasphase als interagierende und sich durchdrin-
gende Kontinua. Die Euler’sche Formulierung (ortsfestes Bezugssystem) der dispersen Phase
erlaubt eine durchgiingige Diskretisierung der PDF ¢ in allen Dimensionen des Phasenraums.
Die Rechenzeitanforderung ist jedoch extrem hoch. Zum einen resultiert diese aus der hohen Di-
mensionalitdt von ¢ und zum anderen aus dem numerisch diffusiven Charakter, dessen Reduzie-
rung wiederum eine feine Diskretisierung erfordert. Fiir motorische Einspritzstrahlen stellt diese
Methode keine Alternative dar. Stattdessen finden sich in der Literatur vereinfachte Formen des
Zwei-Fluid-Modells wieder, welche die PDF 1) lediglich im Ortsraum (&) mit Euler’schen und
den Phasenraum (tr,., 1., Tr,) mit Lagrange’schen Koordinaten diskretisieren. Ein solches, als
Euler-Euler-Methode bezeichnetes Konzept stellt z.B. das ,,Interactive Cross-Section Averaged
Spray* (ICAS) Modell dar, das von Kriiger [77] auf dieselmotorische Einspritzstrahlen appliziert
wurde. Diese Pilotapplikation wurde als Einbettungsverfahren umgesetzt, in welchem der Ein-
spritzstrahl eindimensional entlang der Strahlachse mit einem eigenstdndigen Loser berechnet
wird und durch Austausch von Masse, Impuls und Energie an das motorische CFD-Programm
gekoppelt ist. Gegenwirtig wird auch an 3D-Euler-Ansitzen gearbeitet (z.B. Berg et al. [14]).

Im stochastischen Tropfenmodell wird die PDF 1) durch eine endliche Anzahl représentativer
Teilchen, so genannten Partikeln (engl. ,,parcels®, [29]), diskretisiert. Diese Vorgehensweise ist
exemplarisch in Abb. 2.1 veranschaulicht. Das Ensemble der Partikel repridsentiert das Tropfenen-
semble mit identischen physikalischen Eigenschaften (Ort, Geschwindigkeit und Temperatur der
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Tropfen). Die statistische Gewichtung der jeweiligen Eigenschaft erfolgt iiber die Partikelmasse.
Entsprechend sind fiir eine repridsentative Aussage iiber die PDF ¢ hinreichend viele Partikel
erforderlich. Die Partikelanzahl richtet sich folglich nach der statistischen Konvergenz, d.h. der
ausreichend genauen Diskretisierung von 1. Die Bewegung der Partikel wird in tropfenfesten Be-
zugskoordinaten (Lagrange’sche Betrachtungsweise) durch explizite Zeitintegration entlang der
Tropfentrajektorie berechnet, wodurch Konvergenzprobleme vermieden werden. Die kontinuier-
lichen Prozesse von Gl. (2.29) werden deterministisch auf Partikel-Ebene gelost, wéihrend die
diskontinuierlichen Prozesse sowie die turbu-
lente Dispersion nach Dukowicz [37] mittels
eines Monte-Carlo-Verfahrens stochastisch be-
stimmt werden. Das Partikel sieht dem realen
Tropfen zwar sehr @hnlich, jedoch ist nicht zu
vergessen, dass es lediglich statistischen Cha-
rakter hat. Die iiblicherweise in der Literatur
verOffentlichten Simulationen zeigen den Ein-
spritzstrahl in Partikel-Darstellung, welche le-
diglich Aufschluss iiber die raumliche Aufent-
haltswahrscheinlichkeit der Tropfen gibt. Da
die Tropfenanzahl von Partikel zu Partikel un-
terschiedlich sein kann, wiirde eine Aussage
iber die physikalischen Eigenschaften, wie z.B.
der Fliissigmasse, schnell zur Missinterpretati-
on des Ergebnisses fithren. Der Gasstromung  Abb. 2.1: Das Tropfenensemble wird durch
liegt nach wie vor ein ortsfestes Bezugssystem eine statistische Verteilung beschrieben und
(Euler’sche Betrachtungsweise) zugrunde. durch stochastische Partikel diskretisiert.

Tropfen- Statistische Diskretisierung
ensemble Beschreibung durch Partikel

Aufgrund der angesprochenen hohen Rechenzeitanforderungen der Zwei-Fluid-Methode hat sich
das diskrete Tropfenmodell zur Simulation von Einspritzprozessen etabliert. Es ist in vielen CFD-
Programmen (z.B. Kiva-3v [8], StarCD [22], Fire [11]) verfiigbar und dient auch im Rahmen der
vorliegenden Arbeit als Fundament fiir die Modellierung der Einspritzung mit A-Diisen. Um auf
Basis dieser Beschreibungsweise zu einer vollstindig geschlossenen Form der Strahlgleichung
zu gelangen, miissen die unbestimmten Terme (7., 1., T, und f ) von GI. (2.29) unter Beriick-
sichtigung der Gasstromung modelliert werden. Derartige Modelle, welche die problemrelevan-
ten physikalischen Prozesse der Benzin-Direkteinspritzung abbilden, werden in den folgenden
Kapiteln vorgestellt. Zunédchst werden jedoch die Einspritzstrahlcharakteristik sowie die numeri-
schen Gesichtspunkte fiir eine realistische Beschreibung der Einspritzung diskutiert.






Kapitel 3

Phanomenologische und numerische
Betrachtung des Einspritzstrahls

In diesem Kapitel werden die Phiinomenologie des Einspritzstrahls von A-Diisen vorgestellt und
die grundlegenden numerischen Gesichtspunkte diskutiert, die es bei der 3D-Simulation von Ein-
spritzvorgédngen zu beriicksichtigen gilt. Zur Veranschaulichung der Abhingigkeiten wurden im
Rahmen dieser Arbeit numerische Einspritzstrahlberechnungen fiir A-Diisen durchgefiihrt. Das
Hauptaugenmerk der numerischen Sensitivititsstudie ist auf die Diskretisierung des Rechengit-
ters sowie die Konvergenz der Zweiphasenstromung gerichtet. Anhand der gewonnenen Erkennt-
nisse wird abschlieend die Vorgehensweise fiir eine konsistente und numerisch fundierte 3D-
Simulation der Einspritzung und Gemischbildung mit A-Diisen erarbeitet.

3.1 Phinomenologie des Einspritzstrahls

Die Piezo-A-Diise (sieche Abb. 1.3) ist eine nach aulen 6ffnende Diise. Angesteuert durch einen
Piezo-Aktuator gibt die Diisennadel einen kegelstumpfformigen Ringspalt frei, iiber den sich
der ausbreitende Kraftstoff zu einem Hohlkegelstrahl formiert. Dessen Ausbreitungsverhalten
ist stark abhédngig von der Dichte des Mediums, in das er eingespritzt wird. Unter atmosphé-
rischen Bedingungen, wie sie nahezu bei saugsynchroner Einspritzung vorliegen, sind die auf
die Tropfen wirkenden aerodynamischen Krifte gering und der Strahl dringt gegen nur gerin-
gen Widerstand in seine Umgebung ein. Mit zunehmender Dichte nehmen die aerodynamischen
Krifte zu und Zerfallsprozesse (siehe Kap. 4.1.3) gewinnen an Bedeutung. Zudem kommt es zu
einem verstidrkten Impulsaustausch zwischen Strahl und Gas, wodurch sich im inneren und &u-
Beren Bereich des Hohlkegelstrahls Rezirkulationsgebiete in Torusform bilden, die so genannten
Randwirbel. Fiir das strahlgefiihrte Brennverfahren sind diese von entscheidender Bedeutung.
Zum einen fiihrt die Wirbelbewegung zu einer intensiven Durchmischung von Kraftstoff und
Luft, wodurch sich die lokal fetten Zonen abmagern. Zum anderen wirken sich die im Vergleich
zum Strahlkern niedrigeren Geschwindigkeiten und das geringere Turbulenzniveau in den Rezir-
kulationsgebieten giinstig auf die Entflammung des Gemisches aus. Die Mechanismen, die zur
Randwirbelentstehung fithren, werden im folgenden Abschnitt erortert.

Im Injektor wird der fliissige Kraftstoff durch die anliegende Druckdifferenz beschleunigt und
tritt am Austritt, sofern Kavitationseffekte vernachldssigbar sind, als rein fliissiger, lamellenfor-
miger Strahlkern aus. Der sich anschliefende primére Strahlaufbruch fiihrt zu fein zerstdubten
Tropfen mit hoher Tropfenkonzentration im Diisennahbereich. Durch den hohen Strahlimpuls
wird die Gasphase verdriangt und infolge viskoser Krifte mit den Tropfen beschleunigt. In Ana-

15
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logie zum ebenen Freistrahl! einphasiger Fluide (siehe Schlichting und Gersten [127]) bilden sich
an den Strahlrdndern durch die groen Geschwindigkeitsgradienten Scherschichten aus, die eine
Zunahme der turbulenten Schwankungsbewegung der Gasphase zur Folge haben. Die Interaktion
der Turbulenz der Gasphase mit der dispersen Phase fiihrt zu einem turbulenten Impulsaustausch,
durch den die Aufweitung des Einspritzstrahles resultiert. Infolge der turbulenten Vermischung
werden stromab zunehmend groflere Luftmassen mitgerissen, was das Einsaugen von Luft in
den Strahlbereich (engl. ,.,entrainment*) und eine dadurch induzierte Gasstromung bewirkt (siche
Abb. 3.1). Dadurch nimmt stromab der Massenstrom zu, wihrend sich durch aerodynamische
Wechselwirkung von Tropfen und Gas der Impuls der Fliissigphase reduziert. Nachfliegende
Tropfen erfahren aufgrund der bereits beschleunigten Stromung durch den Impulsiibertrag der
vorausfliegenden Tropfen einen geringeren Widerstand, wodurch es wihrend der Einspritzung
zu permanenten Uberholvorgingen kommt. An der Strahlspitze findet eine zunehmende Akku-
mulation von Tropfen statt, im Besonderen der groeren Tropfen. Die kleineren Tropfen befin-
den sich aufgrund ihres gro3en Widerstands-Triagheits-Verhiltnisses anndhernd im dynamischen
Gleichgewicht mit der Gasphase. Sie werden mit der induzierten Gasbewegung in den duf3eren
und inneren Hohlkegelbereich mit bewegt. Die grof3eren Tropfen mit hoherer Trigheit bewegen
sich dagegen erst allméhlich mit der Gasstromung mit. Mit zunehmender Einspritzdauer und da-
mit nachflieBendem Impuls wird dieser Effekt verstirkt, und es bildet sich der Randwirbel aus.
Das Phianomen Randwirbel ist, wenn auch von geringer Intensitit, bei Vollkegelstrahlen, wie z.B.
der dieselmotorischen Einspritzung, anhand der ,,Pilzform* des Einspritzstrahles zu beobachten.

Ansaugeffekt AuBerer
(AuBlenbereich) Randwirbel
P-py [mbar]
0
B -10
Auflerer -20
Randwirbel : -30
\ . 0
i ; u ! f 1 |-

: B A% e ! K Vaas [m/s]
b j ' 10.0
- 7.5
v or 5.0
riiA Sl 2.5
Verdrangungs- Ansaugeftekt .-+  Innerer 0.0

effekt °*" (Innenbereich) "~ “* Randwirbel

Abb. 3.1: Strahlausbreitung bei einer A-Diise nach ¢ 455 = 0.8 ms unter Hochdruckbedingungen
prx = 6 bar: Geschwindigkeitsfeld der Gasphase hinterlegt mit Massenanteil der Fliissigphase
(links) und statische Druckverteilung (rechts) im Vertikalschnitt (z-z-Ebene).

Die Form und Lage des Randwirbels wird maflgeblich durch die eingesaugte Luftmenge be-
stimmt. Begrenzende Faktoren fiir die Ansaugmengen sind die Zustromflachen im Innen- und
AuBenbereich des Hohlkegels. Bei A-Diisen mit einem Strahlwinkel § ~ 80° und einem Nadel-
durchmesser dy ~ 4 mm liegt im duBeren Bereich des Hohlkegelstrahls eine iiber doppelt so
groB3e Fliche vor als im inneren. Dadurch kann auBlen geniigend Luft zustromen, wéhrend sich
im Inneren die vom Strahl angesaugte Luftmenge nur iiber eine hohere Stromungsgeschwindig-
keit bereitstellen lisst. Folglich sinkt der statische Druck im Inneren und durch das anliegende
Druckgefille zwischen Auflen- und Innenbereich kommt es zur Strahlablenkung in Richtung der
Diisenachse (siehe Abb. 3.1). Entsprechend ist die Ausprigung des dueren Randwirbels deutlich
groBer als die des inneren.

'Da der Nadeldurchmesser deutlich groBer als der Hub dy >> h ist, kann die azimutale Strahlkriimmung ver-
nachlissigt und der Hohlkegelstrahl von A-Diisen als ebener Strahl betrachtet werden.
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3.2 Numerische Gesichtspunkte zur Modellierung von Ein-
spritzprozessen

Die 3D-Simulation von Einspritzvorgidngen ist dulert komplex. Allein die mathematische Formu-
lierung ist mangels ausreichender Kenntnisse iiber die physikalischen Mechanismen der Strahl-
ausbreitung diffizil. Vor allem aber ergeben sich Probleme rein numerischer Natur, die selbst die
Abbildung der grundlegenden Stromungsmechanik, wie z.B. die kinematische Wechselwirkung
der Phasen, erschweren. Sowohl Subramaniam und O’Rourke [144] als auch Kriiger [77] berich-
teten bereits liber die Schwierigkeiten bei der Simulation von Zweiphasenstromungen. In den
folgenden Abschnitten wird diese Problematik fiir die A-Diise ausfiihrlich diskutiert.

3.2.1 Réaumliche Diskretisierung und Netztopologie

Innermotorische Stromungen sind aufgrund der unterschiedlichen Prozesse gekennzeichnet durch
ein breites Spektrum an unterschiedlichen Langenskalen. Die grofskalige Bewegung wird durch
die Tumble- und Drallstromung bestimmt. Beim Ladungswechsel tritt durch Stromungsablosun-
gen an den Ventilen eine deutlich kleinskaligere Bewegung auf. Die kleinsten Lingenskalen lie-
gen bei Motoren mit Direkteinspritzung vor. Wihrend die DiisenlochgréBe bei Mehrlochdiisen
mit dy = 200 pm bereits extrem klein ist, betrigt die Hohe des effektiv durchstromten Quer-
schnitts von A-Diisen lediglich h,, = 20 um. Allein diese GroBenordnung gibt zu erkennen, dass
aus Rechenzeitgriinden die rdumliche Auflosung des gesamten Lingenskalenspektrums auf mo-
torischen Geometrien derzeit nicht moglich
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Austauschprozesse im Fall der fehlenden Orts-
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Abb. 3.2: Durch Auflésung des Diisenaustritts
wird die iiberschitzte Relativgeschwindigkeit
grober Gitter vermieden.

Ein weiterer Aspekt der fehlenden Gitterfeinheit liegt in der Auflosung der freien Scherschich-
ten an den Strahlrdndern und wirkt sich stark auf die Strahlaufweitung aus. Die verantwortliche
GroBe stellt die effektive Viskositit p.r¢ dar, die der Strahl in der Simulation ,,sieht®. Sie setzt
sich aus den physikalischen Anteilen von laminarer und turbulenter Viskositit y; bzw. g, (GI.
(2.19) und (2.25)) sowie einem kiinstlichen Anteil, der numerischen Viskositit ti,,,,,, Zusammen.

Heff A e fnum (31)



18 3 Phidnomenologische und numerische Betrachtung des Einspritzstrahls

Die laminare Viskositit ist in turbulenten Stromungen vergleichsweise klein (;; < p;) und kann
vernachlédssigt werden. Die turbulente Viskositit ist die dominante netzabhéngige Grofle, da sie
die turbulente kinetische Energie k beinhaltet, welche sich gemilB Gl. (2.23) quadratisch zum Ge-
schwindigkeitsgradienten Vu verhilt. Werden in den Scherschichten aufgrund von mangelnder
Netzfeinheit die Geschwindigkeitsgradienten nicht aufgelost, wird die Produktion der turbulen-
ten kinetischen Energie k unterschitzt. Die Folge ist ein zu geringer turbulenter Impulsaustausch,
der schlieBlich zu einer geringeren Aufweitung und groleren Eindringung des Strahls fithrt. Dem
entgegen wirkt die numerische Viskositét fi,,,,,,,. Sie resultiert aus den Abbruch- und Rundungs-
fehlern der verwendeten Diskretisierungsschemata. Die Groflenordnung der numerischen Fehler
ist stark abhingig von der Gitterfeinheit, der Stromungsrichtung relativ zur Netzzelle und der
Ordnung der Diskretisierungsschemata. Um eine konvergente Losung zu erzielen, muss die nu-
merische Viskositit sehr viel geringer als die physikalische Viskositit sein (fi,um << f + ).
Ansonsten werden nicht-aufgeloste physikalische Prozesse durch numerische Fehler kompen-
siert, wobei es sich keinesfalls um einen definierten Ausgleichsprozess handelt, der unabhiingig
von der Ortsaufldsung ein Gleichgewicht von numerischer und turbulenter Diffusion beinhaltet.

Eine aus numerischer Sicht hohere Genauigkeit bei gleichzeitig reduzierter Zellanzahl ist mit
adaptiven Gittern zu erzielen. Gerade bei Einspritzprozessen, bei denen die Stromung eine ein-
deutige Vorzugsrichtung aufweist, fithren strahlangepasste Rechennetze zu einer erheblichen Re-
duzierung des numerisch diffusiven Verhaltens. Gleichzeitig erlaubt diese Art der Netztopologie
gegeniiber konventionellen kartesischen Rechennetzen eine rdumlich sehr feine Diskretisierung
von Bereichen mit kleinsten Lingenskalen und umgekehrt eine grobere Auflosung unkritischer
Bereiche. A-Diisen weisen die besondere Eigenschaft auf, dass unter der Voraussetzung von Ho-
mogenitit der Stromungsvariablen in Umfangsrichtung ihr Strahlbild eine Rotationssymmetrie
aufweist. Unter Ausnutzung der Symmetrie ldsst sich geméfl Abb. 3.3 das 3D-Problem auf ein
quasi-2D-Problem? mit zyklischen Randbedingungen reduzieren, so dass iiber eine feinere rium-
liche Diskretisierung selbst der Diisenaustritt aufgelost werden kann.
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Abb. 3.3: Strahladaptives Rechennetz mit Diisenaustrittsauflosung fiir einen vereinfachten ot-
tomotorischen Brennraum: a) 3D Rechennetz, b) Rotationssymmetrisches 0.5° Sektorrechen-
netz (siehe Tab. 3.2, Nr. 2), c) Strahladaptierung und Auflosung des Diisenaustrittsbereichs.

Die angesprochene Diskretisierungsproblematik wird im Folgenden am Beispiel des Einspritz-
strahls einer Piezo-A-Diise diskutiert und anhand von diagnostischen Messdaten in einer Hoch-
druckkammer verifiziert. Die charakteristischen Kenngrof3en des Versuchsinjektors sowie die zu-
gehorigen Randbedingungen sind in Tab. 3.1 dargestellt. Zur Modellierung wurde das an die
Diiseninnenstromung gekoppelte Strahlmodell fiir A-Diisen aus Kap. 4.5 herangezogen.

Die Giiltigkeit dieser Annahme ist auf RANS-Simulationen (siehe Kap. 2.3) beschriinkt.
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Gaszusammensetzung Luft
Kammertemperatur 7% 293 K
Kammerdruck pg 6 bar
Kraftstofftyp n-Heptan (C;Hy¢)
Kraftstofftemperatur 7% 293 K
Einspritzdruck pr 100 bar
Turbulente kinetische Energie & 1m?/s?
Turbulente Léngenskala L, 1 mm
Diisennadeldurchmesser d 4.3 mm
Geometrischer Austrittswinkel 0 80°

Tab. 3.1: Randbedingungen und spezifische Kenngréen der Piezo-A-Diise.

Zur Veranschaulichung des Einflusses der Gitterauflosung und -topologie auf die physikalischen
GroBen werden fiinf Rechennetze (siehe Tab. 3.2) herangezogen. Die Simulationen wurden unter
Voraussetzung von Rotationssymmetrie in Analogie zu dem in Abb. 3.3 dargestellten Gitter auf
einer 0.5°-Zellschicht mit zyklischen Randbedingungen durchgefiihrt.

| Nr. | Topologie | ZellgroBe a.d. Diise Azg x Ay, | Zellanzahl |

1 adaptiv 0.005 x 0.075 mm 27148
2 adaptiv 0.01 x 0.1mm 21028
3 adaptiv 0.1 x 0.125mm 6184
4 | kartesisch 0.1 x 0.1 mm 36612
5 | kartesisch 0.5 x 0.5mm 6290

Tab. 3.2: Gittereigenschaften der Netzstudie

In Abb. 3.4 a) ist die turbulente kinetische Energie k normal zur Strahlmittellinie in 1 mm Entfer-
nung vom Diisenaustritt dargestellt. Der Netzeinfluss auf die Turbulenz der Gasphase ist gravie-
rend. Die detaillierteste physikalische Beschreibung ist erwartungsgemal mit dem feinen strahla-
daptiven Rechennetz mit einer Diisenaustrittsauflosung von Azy = 5 um zu erzielen und spiegelt
sich in den beiden fiir Scherschichtenstromungen charakteristischen Turbulenzmaxima wider.
Nahezu identisch verhilt sich das adaptive Gitter mit einer Zellkantenlinge von Az = 10 um,
was auf die Auflosung des Diisenaustritts zuriickzufiihren ist. Auf dem groben adaptiven Gitter
(Azy = 0.1 mm) ist das Turbulenzniveau dhnlich, jedoch ist eine Auflosung der Scherschich-
ten nicht moglich. Mit kartesischen Gittern lassen sich solche Netzfeinheiten mit vergleichbarer
Zellanzahl aus topologischen Griinden nicht realisieren (vgl. Tab. 3.2). Auch unter Inkaufnahme
einer hoheren Zellanzahl wird bei gleicher Auflosung (Azy = 0.1 mm) auf dem kartesischen
Gitter, allein aufgrund der Einspritzrichtung relativ zum Netz, die turbulente kinetische Energie
k iiberschitzt. Fiir das grobe kartesische Gitter, welches mit einer Auflosung von Azy = 0.5 mm
eine fiir motorische 3D-Rechennetze typische Zellgrofe aufweist, zeigt sich ein unphysikalischer
Verlauf von £, gekennzeichnet durch eine falsche Lage des Maximums sowie ein iiberhohtes
Turbulenzniveau iiber einen zu breiten Strahlbereich. Die Folge ist ein zu hoher effektiver Im-
pulsaustausch normal zur Stromungsrichtung, der sowohl aus dem zu breiten Turbulenzverlauf
als auch dem numerisch diffusiven Verhalten resultiert und nach Abb. 3.4 b) zu einer deutli-
chen Uberschiitzung des Dispersionswinkels® Afs fiihrt. Auch fiir das feine kartesische Gitter
(Azy = 0.1 mm) wird aufgrund der zu hohen Turbulenz die Strahlaufweitung iiberbewertet. Erst
mit der Abbildung der Scherstromung, also der Auflosung des Diisenaustritts und der Gitteraus-

3Der Dispersionswinkel A dient als MaB fiir die Strahlaufweitung und wird 5 mm unterhalb der Abspritzkante
der Diise ermittelt.
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richtung in Einspritzrichtung, ergibt sich eine realistische Berechnung der Strahlaufweitung, die
fiir die beiden Gitter mit Axg = 5 pm bzw. 10 um nahezu identisch ist.

a) 2000 e e b) B
E lmm adaptiv, Ax=51m E r A
1750 E o—a adaptiv, Ax=10pm E [ ) s
[ adaptiv, Ax=0.1lmm 1 . 20 [
1500 E- ©0—0 kartesisch, Ax=0.1mm -E 3‘—:’\ L
[ o—o kartesisch, Ax,=0.5mm | ] % r
1250 g--- ; ; ‘ ; . "] — 15[
~— F ; : ' / ! ! ! ] T
© 1000 1 | 1 g | | | |
R =
= 750 F .§ L il
: b
500 f %
F A 5 f----- - -
250
0 . =Tat: So Rt St S el e 0
-20 -1.5 -10 -05 00 05 1O 15 20

adapt. adapt. adapt. kart. kart.
Ax= Sum 10um O.lmm O0.lmm O0.5mm

Abstand von der Strahlachse [mm]

Abb. 3.4: Einfluss der Feinheit und Topologie des Rechengitters auf a) die turbulente ki-
netische Energie £ in einem Schnitt normal zur Strahlmittellinie in 1 mm Entfernung vom
Diisenaustritt und b) den Dispersionswinkel Af5 des Einspritzstrahls bei ¢ = 0.6 ms n.ASB.

Die Auswirkung der Feinheit und Topologie des Gitters auf die Strahleindringung ist nach den
dargestellten Wirkungsmechanismen im Diisennahbereich naheliegend. In Abb. 3.5 ist die be-
rechnete axiale und radiale Eindringung des Hohlkegelstrahls den experimentellen, iiber die
Strahlfront und den Umfang gemittelten Werten gegeniibergestellt. Je grober das Rechennetz
diskretisiert ist, desto groBer ist der Fehler bei der Berechnung der Relativgeschwindigkeit und
der Strahlaufweitung. Zudem nimmt, wie von Abraham [1] anhand numerischer Untersuchungen
an Freistrahlen gezeigt wurde, mit abnehmender Netzfeinheit die Abhingigkeit der Strahlstruk-
tur signifikant von den anfinglichen turbulenten Lingen- und Zeitskalen zu. Als Folge der un-
zureichenden Diskretisierung wird die axiale und radiale Strahleindringung zu gering berechnet.
Der auf groben Gittern unphysikalischen Abhéingigkeit der Strahlform von der Umgebungsturbu-
lenz kann durch Einfithrung einer Lingenskalen*-Begrenzung indirekt entgegengewirkt werden
[77]. Die direkte Manahme, die gleichzeitig die korrekte Berechnung der Relativgeschwindig-
keit beinhaltet, liegt in der Verwendung von diisenaustrittsauflosenden, strahladaptiven Gittern.
Mit ihnen ist, wie der Verlauf der Eindringkurven fiir die adaptiven Gitter mit Axy = 5 um
bzw. 10 um ZellgroBe in Abb. 3.5 zeigt, die beste Ubereinstimmung gegeniiber dem Experiment
zu erzielen. Dies bestitigt zudem der qualitative Strahlvergleich der Simulation mit dem feinen
adaptiven Gitter Axg = 10 pm und den Schattenrissaufnahmen in Abb. 3.6. Beide Rechennetze
bilden die Prozesse im Diisennahbereich dhnlich detailliert ab, so dass sich auch ihre axialen und
radialen Strahlpenetrationen nahezu identisch verhalten. Demzufolge ist fiir das adaptive Gitter
die numerische Losung bereits mit einer Zellkantenldnge von Az, = 10 pm am Diisenaustritt,
d.h. mit drei Zellen pro Zellschicht, gegeniiber der Netzfeinheit konvergiert. Zusammen mit den
hier und in der Literatur (siehe [1, 77]) gewonnenen Erkenntnissen ist festzuhalten, dass eine
vorhersagefdhige Simulation der Einspritzung nur mit diisenaustrittsauflosenden, strahladaptiven
Gittern sowie einem rdumlichen Diskretisierungsschema mit hoherer Ordnung erzielbar ist.

Subramaniam und O’Rourke [144] verweisen darauf, dass das starke netzabhingige Verhalten
u.a. aus unzureichend genauen Interpolationsverfahren resultiert, welche einerseits die mittle-
ren Tropfeneigenschaften und die Quellterme auf das Gasphasen-Rechennetz und umgekehrt die
Stromungsvariablen auf den Partikelort projizieren. In erster Linie ist der numerischen Berech-

4Die berechnete turbulente Léngenskala wird auf ihren Maximalwert, den Strahldurchmesser, begrenzt.
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nung der Relativgeschwindigkeit die wesentliche Bedeutung beizamessen. Bei den hier verwen-
deten feinen, diisenaustrittsauflosenden Rechennetzen konnte unter Verwendung eines Interpola-
tionsverfahrens mit linearen Ansatzfunktionen kein Einfluss festgestellt werden.
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Abb. 3.5: Einfluss der Feinheit und Topologie
des Rechennetzes auf die axiale (oben) und ra-
diale (unten) Penetration des Einspritzstrahls

Abb. 3.6: Gegeniiberstellung von Diagnostik
und 3D-Simulation fiir das adative Gitter mit
Azy = 10 um (rechts: 3D-Partikeldarstellung

einer A-Diise.

und 2D-Fliissigkeitsmassenbruch).

3.2.2 Statistische Konvergenz

Bei zweiphasigen Stromungen miissen zur Erzielung einer konvergenten numerischen Losung
Kriterien in zweierlei Hinsicht erfiillt werden. Einerseits erfordert die fiir die Gasphase applizier-
te Finite-Volumen-Methode, dass die Kantenlédnge der Rechenzellen gegen Null (Az — 0) strebt.
Andererseits verlangt das diskrete Tropfenmodell zur Erlangung einer konvergenten Losung der
statistischen Eigenschaften eine infinitesimal kleine Diskretisierungsschrittweite der PDF ) aus
Gl. (2.28) durch eine gegen unendlich strebende Anzahl an numerischen Partikeln (N; — 00).
Die fiir die statistische Konvergenz relevante GroBe stellt also die Partikelanzahl N, pro Rechen-
zelle dar. In der Simulation muss daher stets eine hohe Partikelanzahl pro Zelle gewihrleistet sein.

Das statistische Konvergenzverhalten ist zudem abhingig vom abzubildenden Einzelprozess. Be-
sonders kritisch sind StoBprozesse, da sie tiber langsam konvergierende Zweipunkt-Korrelationen
abgebildet werden und dadurch extrem viele Partikeln erfordern. Gerade im Diisennahbereich ist
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bei feinen Gittern die Partikelanzahl pro Zelle zur Abbildung der Stoprozesse zu gering. Glei-
ches gilt fiir die deterministische Beschreibung der turbulenten Dispersion, bei der die Partikel
die turbulenten Fluktuationen wiedergeben miissen. Andere statistische Eigenschaften, wie z.B.
der mittlere Tropfendurchmesser, konvergieren deutlich schneller und lassen sich mit entspre-
chend weniger Partikeln abbilden.

Die Schwierigkeit bei der Erzielung einer statistisch konvergenten Losung liegt darin, dass sich
die Partikelanzahl pro Zelle nur indirekt iiber die Gesamtpartikelanzahl steuern ldsst, mit denen
der Einspritzstrahl abgebildet werden soll. Mit zunehmend feinerer Auflosung des Rechengebiets
nimmt, wie in Abb. 3.7 a) schematisch dargestellt, die Partikelanzahl pro Zelle ab. Als Folge der
mangelnden statistischen Diskretisierung ist die PDF ¢ nicht mehr definiert und die Tropfenei-
genschaften ar, = (dr,, 7., Tr,) werden unzureichend aufgelost. In diesem Zusammenhang
werden sehr schnell die Vorteile des Euler-Ansatzes aus Kap. 2.4 deutlich. Gegeniiber dem dis-
kreten Tropfenmodell wird hier die PDF ¢ in jeder Rechenzelle mit einer einheitlichen Anzahl
an so genannten Tropfenklassen diskretisiert. Die statistische Konvergenz ist somit unabhiingig
von der Gittergrofle (siehe Abb. 3.7 b)). Unter diesem Aspekt eignet sich der Ansatz vor allem
fiir dichte Strahlen im Diisennahbereich.
a) Rechenzelle b) . ,,_Rech:enzelle,\

O 000| |° %0

o 00O Q.| 00 -—

(@) i
o 0°
N v N v ant v
da da da
a=i, n, T a=i, n, T a=u,rn, T

Abb. 3.7: a) Lagrange-Ansatz: Bei Netzverfeinerung nimmt die Anzahl der Partikel pro Zelle
ab und der Diskretisierungsgrad der Verteilungsfunktion 1) veringert sich. b) Euler-Ansatz:
Die Diskretisierung der Verteilungsfunktion v ist unabhéngig von der Netzauflosung.

Beim diskreten Tropfenmodell treten aufgrund des stochastischen Charakters des Verfahrens so-
wohl bei stationdren als auch instationdren Einspritzbedingungen Fluktuationen der Partikelan-
zahl in der Rechenzelle auf. Um den statistischen Fehler gering zu halten und eine im Mittel
ausreichend feine Diskretisierung der PDF ¢ zu gewihrleisten, soll nach Merker et al. [87] die
Partikelanzahl pro Rechenzelle mindestens 30 betragen. In Analogie zur CFL-Bedingung® miis-
sen demzufolge bei einer Einspritzgeschwindigkeit v, liber die n-Zellen am Diisenaustritt 30 - n
Partikel in der Zeit At = Ayg/vo eingespritzt werden, sofern sich die Kantenlinge Ayq der
Rechenzellen in Strahlrichtung nicht dndert. Die Gesamtpartikelanzahl fiir den gesamten Ein-
spritzvorgang berechnet sich aus

Atgp
Ayo / Vo

Fiir den im vorangegangenen Kapitel 3.2.1 untersuchten Fall miissen bei Verwendung des feinen
adaptiven Gitters (siehe Tab. 3.2, Netz Nr. 2 mit Ay, = 0.1 mm), welches den Diisenaustritt mit

N =30n (3.2)

Die Courant-Friedrichs-Lewy-Bedingung (CFL) o« = ”'A—Axt < 1 besagt, dass sich ein Teilchen mit der Stro-
mungsgeschwindigkeit v innerhalb eines Rechenzeitschrittes At aus numerischen Stabilitéitsgriinden maximal iiber
Gitterweite Az fortbewegen darf.
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n = 3 Zellen auflost, bei einer Einspritzgeschwindigkeit vy = 120 m/s iiber die Einspritzdauer
Atp = 0.8 ms mindestens N = 86400 Partikel pro Zellschicht eingespritzt werden.

Fiir den Hohlkegelstrahl einer A-Diise ist die mittlere Partikelanzahl N, pro Rechenzelle in
Abb. 3.8 fiir die beiden strahladaptiven Netze mit einer Zellkantenlédnge von Azy = 10 um und
100 pm (siehe Tab. 3.2) und einer Gesamtpartikelanzahl von 5.000 bzw. 100.000 dargestellt. Die
Simulation wurde wie in Kap. 3.2.1 auf einer 0.5°-Zellschicht mit zyklischen Randbedingun-
gen durchgefiihrt. Im 3D-Fall wiirden sich fiir das feine Rechennetz hochgerechnet 15 Millio-
nen Zellen und 72 Millionen Partikeln ergeben. Zusétzlich steigt mit dem applizierten ,, WAVE*-
Zerfallsmodell (siehe Kap. 4.1.4) die Partikelanzahl weiter an.

5.000 Partikel 100.000 Partikel
grobes Netz feines Netz grobes Netz feines Netz

Q lmml

Abb. 3.8: Einfluss der Netzauflosung (grob: Azy = 100 pm, fein: Azg = 10 pm) und
der Gesamtpartikelanzahl N auf die mittlere Partikelanzahl N, pro Rechenzelle fiir den
Einspritzstrahl einer A-Diise bei Ansteuerende (¢ = 0.7 ms n.ASB.).

Wie aus Abb. 3.8 hervorgeht, sind fiir das feine und grobe adaptive 0.5°-Sektornetz 5.000 Par-
tikel nicht annidhernd ausreichend, um im Diisennahbereich eine mittlere Partikelanzahl von 30
Partikel pro Rechenzelle zu realisieren. Erst mit 100.000 Partikeln kann fiir das feine Gitter iiber
weite Strahlbereiche eine ausreichend hohe mittlere Partikelanzahl dargestellt werden, um sinn-
volle Ergebnisse im statistischen Sinne zu erzielen. In den Randzonen des Strahls nimmt N
zwar ab, allerdings ist dort der statistische Fehler von geringerer Brisanz, da die Fliissigkeitsmas-
se gegeniiber dem Strahlkern ebenfalls niedrig ist.

Bei den feinen Gittern konnen auch Tropfen auftreten, deren Durchmesser die Zellgrofle iiber-
schreitet. Ein Widerspruch zur mathematischen Formulierung in Kiva-3v besteht dadurch nicht,
da das Partikel selbst kein Volumen besitzt und somit keine Verdringung des Umgebungsgases
induziert. Die Tropfengrofe ist dabei als ,,innerer Freiheitsgrad der statistischen Betrachtung
zu verstehen. Unter Beriicksichtigung des Tropfenvolumenanteils in der Gasphase wiirde die
numerische Stabilitdt des Gasphasen-Losers abnehmen. Gleiches gilt bei Netzverfeinerung und
konstanter Partikelgesamtanzahl, da der Quellterm des Partikels auf eine Zelle mit kleinerem Vo-
lumen verteilt wird. Bei feinen Gittern muss nicht nur aus Griinden der statistischen Konvergenz,
sondern zwangsweise aus Stabilitdtsgesichtspunkten, eine Erhohung der Partikelanzahl einherge-
hen. Dabei nimmt die Tropfenanzahl pro Partikel ab und der Quellterm, als MaB fiir die ,,GroBe*
eines Partikels, wird auf mehrere Partikel und somit auch auf mehrere Zellen verteilt.
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3.2.3 Vorgehensweise bei der 3D-Simulation der Gemischbildung

Angesichts der in den beiden vorangegangenen Abschnitten geschilderten Auflésungsgesichts-
punkte scheint aus Rechenzeitgriinden eine physikalisch sinnvolle Applikation des stochastischen
Strahlmodells ebenso wenig praktikabel zu sein wie die Euler-Euler-Methode. Letztere befindet
sich noch in der Entwicklungsphase. In kommerziellen CFD-Programmen, wie sie in der Indu-
strie zum Einsatz kommen, gibt es bislang keine Alternativen zum stochastischen Strahlmodell.
Fiir eine physikalisch fundierte und numerisch konvergierte Beschreibung der Einspritzvorgénge
muss sich daher die Vorgehensweise an der zu beantwortenden Fragestellung orientieren. Grund-
satzlich muss zwischen zwei Gesichtspunkten differenziert werden:

1. Gemischbildung im Motor unter realen Bedingungen

2. Grundlagenuntersuchung zur Strahlcharakteristik und -ausbreitung

Bei der Gemischbildung im Motor unter realen Bedingungen stehen Fragestellungen wie z.B. die
Wechselwirkung zwischen Einspritzstrahl und Zylinderinnenstrémung oder der Strahleinfluss auf
Ziindung und Verbrennung im Mittelpunkt des Interesses. Hierbei ist die detailgetreue Abbildung
der Brennraumgeometrie unverzichtbar. Aufgrund der Asymmetrie des ottomotorischen Brenn-
raums, bedingt durch die Dachform des Zylinderkopfes sowie moglicher Quetschflachen, stellt
die motorische Simulation ein komplexes 3D-Problem dar, welches aus Rechenzeitgriinden keine
raumliche Diskretisierung des Diisenaustritts mehr erlaubt und die in Kap. 3.2.1 angesprochene
Problematik zum Tragen kommt. Die einzig zielfithrende Vorgehensweise fiir eine sinnvolle Be-
rechnung der Gemischbildung im Motor muss somit in zwei Schritte untergliedert werden. Im er-
sten Schritt wird die Simulation tiber Modellparameter iterativ mit diagnostischen Untersuchun-
gen in Hochdruckkammern iibereinstimmend angepasst. Um Netzabhédngigkeiten zu vermeiden,
muss bereits diese Abstimmung auf dem motorischem Rechennetz (mit fixiertem Kolben) er-
folgen. Die so ermittelten Parameter konnen dann im zweiten Schritt im Giiltigkeitsbereich der
zugrunde liegenden thermodynamischen Randbedingungen auf die reale Motorsimulation iiber-
tragen werden. Dieses Vorgehen stellt eine physikalisch sinnvolle Berechnung der Gemischbil-
dung und nachfolgenden Prozesse, wie Ziindung und Verbrennung, sicher und schafft damit eine
Vergleichsmoglichkeit mit indizierten Motorversuchsdaten. Trotz limitierter Netzfeinheit sind im
Hinblick auf den numerisch diffusiven Charakter strahladaptive Netze zu bevorzugen.

Bei Grundlagenuntersuchungen zur Strahlcharakteristik und -ausbreitung, in denen z.B. der Ein-
fluss der Diiseninnenstromung auf die Randwirbelbildung bei A-Diisen im Vordergrund steht,
miissen physikalische Prozesse durch eine angepasste Modellierungstiefe in numerisch konver-
genter Form wiedergegeben werden. Die Auflosung des Diisenaustritts ist dabei ebenso unerléss-
lich, wie eine angepasst hohe Partikelanzahl. Um den hohen Diskretisierungsanforderungen zu
geniigen, konnen einschrinkend rotationssymmetrische Strahleigenschaften angenommen wer-
den, um so das 3D auf ein quasi-2D-Problem zu reduzieren. Prinzipiell ist auch die Beriicksich-
tigung von Stromungsinhomogenitititen iiber den Umfang am Diisenaustritt denkbar, wie z.B.
durch die Nadelfiihrung bedingte inhomogene Kraftstoffzufiihrung. In Analogie zu experimentel-
len Strahluntersuchungen, die aufgrund der giinstigeren optischen Zugénglichkeit iiberwiegend in
Hochdruckkammern durchgefiihrt werden, lassen sich auch die numerischen Ergebnisse auf den
Motor iibertragen. Wie bereits Abraham [1] durch numerische Simulation von Gasfreistrahlen auf
diisenlochauflésenden Rechennetzen zeigte, generiert der Einspritzstrahl seine eigene Turbulenz
und ist unabhingig von der Umgebungsturbulenz.



Kapitel 4

Strahldynamische Mechanismen der
Gemischbildung

In der Vergangenheit wurden zahlreiche experimentelle und numerische Untersuchungen zur
innermotorischen Gemischbildung durchgefiihrt. Bei der Modellierung lagen die Schwerpunk-
te hauptsidchlich bei Mehrlochinjektoren unter dieselmotorischen Randbedingungen (z.B. [77,
115]). Bei der Benzin-Direkteinspritzung fokussierten sich die Arbeiten auf wand- und zum Teil
auf strahlgefiihrte Brennverfahren mit Dralldiisen (z.B. [56, 118, 128]). Fiir die Gemischbildung
mit Piezo-A-Diisen (siche Abb. 1.3) existieren nur wenige Veroffentlichungen, deren Fokus iiber-
wiegend experimentell ausgerichtet ist (z.B. [3, 12, 46, 106]). Erste Ansétze in der Simulation ge-
hen auf [70, 131] zuriick, welche die Modellierung des priméren Strahlaufbruchs von Drall- auf
A-Diisen iibertragen haben. Fiir die Beriicksichtigung von Sensitivitdten der Strahlausbreitung
von der Diiseninnenstromung, die gerade bei A-Diisen aufgrund der geringen geometrischen
Abmessungen von besonderer Bedeutung ist, existieren keine in der Literatur verdffentlichten
Modellansitze. Einen Uberblick iiber die Phinomenologie der strahldynamischen Gemischbil-
dungsmechanismen sowie der publizierten Modelle wird in Kap. 4.1 bis 4.4 gegeben. In Kap.
4.5 wird das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modellierungskonzept fiir A-Diisen vorge-
stellt, welches die gekoppelte Berechnung von Diiseninnenstromung und Gemischbildung, den
Primirzerfall und die turbulente Dispersion als zentrale Bestandteile beinhaltet.

4.1 Strahlaufbruch und Tropfenzerfall

Der Zerfall im Nah- und Fernbereich des Injektors ist fiir die Gemischbildung bei strahlgefiihrten
Brennverfahren von grundlegender Bedeutung, da die Randwirbelbildung entscheidend von der
Tropfengrofle abhédngt. Im Allgemeinen wird eine Unterteilung in Primér- und Sekundirzerfall
vorgenommen, wobei deren Abgrenzung nach zwei Gesichtspunkten erfolgen kann:

1. In der phdnomenologischen Betrachtung wird unter Primérzerfall der reine Aufbruch des
fliissigen Strahlkerns aus der Diise verstanden. Der weitere Zerfall der aus dem Primérzer-
fall gebildeten Tropfen wird dem Sekundérzerfall zugeordnet.

2. In der Unterscheidung nach Wirkungsmechanismen werden unter dem Begriff Primirzer-
fall der Aufbruch des fliissigen Strahlkerns und zusitzlich diejenigen Tropfenzerfallsme-
chanismen zusammengefasst, die aus der Diiseninnenstromung resultieren (z.B. Turbulenz-
und Kavitationseffekte). Der Sekundérzerfall beinhaltet den rein aerodynamischen Zerfall.

In beiden Betrachtungsweisen wird der Zerfall als Aufbruch eines intakten, fliissigen Strahlkerns
in disperse Tropfen und deren weiteren Zerfall beschrieben. Nur die letztere erscheint sinnvoll,
da nur sie die riumliche Uberlagerung der Zerfallsmechanismen beriicksichtigt.

25
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4.1.1 Mechanismen des Priméarzerfalls

Die Zerfallsmechanismen bei der motorischen Gemischbildung sind nicht zuletzt aufgrund der
unbekannten Bedingungen am Diisenaustritt sowie der Unzuginglichkeit des dichten Strahl-
kerns mit optischer Diagnostik unzureichend verstanden. Eine Charakterisierung des Strahlzer-
falls muss daher iiber die Dimensionsanalyse der relevanten Gréen — Strahlaustrittsgeschwin-
digkeit ug;, Fliissigkeitsviskositit 1z, Oberflichenspannung o;, Gasdichte ps und der Grofie
des Diisenaustritts dy — erfolgen (siehe [92, 109, 114]). Anhand dieser physikalischen Groflen
lassen sich im Rahmen der Ahnlichkeitstheorie drei charakteristische Kennzahlen definieren.
Weeq = pdoti Rep = Pdotret g o=t _VWea
OFi KFI Vprdoor  Rep
Die Weber-Zahl W e; ist definiert als das Verhiltnis der Trigheitskrifte der umgebenden Gasstro-
mung und Oberflichenspannungskrifte, die Reynolds-Zahl Rep; als Verhiltnis von Tréigheits-
und Zihigkeitskriften und die Ohnesorge-Zahl Oh als Verhiltnis von Zihigkeitskriften und der
Waurzel aus dem Produkt von Trigheits- und Oberflichenspannungskriften. Mit diesen Kenngro-
Ben lassen sich die Zerfallsregimes in fiinf Bereiche — Abtropfen, Zertropfen, 1. und 2. luftun-
terstiitztes Regime sowie Zerstiuben — unterteilen. Eine Ubersicht der Regimes zeigt Abb. 4.1
anhand der Aufbruchslinge des fliissigen Strahlkerns in Abhingigkeit von der Strahlgeschwin-
digkeit fiir eine Einspritzung in ruhende Umgebung. Die zugehorigen Weber-Zahlen wurden von
Ranz [108], Miesse [90] und Reitz [114] experimentell abgeleitet, wobei die Abgrenzungen kei-
nesfalls scharfe Trennlinien darstellen, sondern vielmehr die Lage von flieBenden Ubergiingen.

Aufbruchslidnge L,

laminar | Ubergang | turbulent

Einspritzgeschwindigkeit u

Abb. 4.1: Klassifizierung der Zerfallsberei-
che nach Hiroyasu et al. [63, 64] und Haen-

%EE i(:f ! durch Gravitationskrifte eingeleitet. Im Re-
© & g . - 1 Deser
< : sind Oberflichenspannungen die dominanten
A | Raylcigh Beeich _ Berich __ Zerstiubung
) ] T < wellen und schlieflich zum Zerfall in disper-
(Hiroyasuetal)  ten, Im 1. [luftunterstiitzten Bereich nehmen
(Haenlein)  ger Fliissigkeitsoberfliche fithren zum Zerwel-
Aufbruchslinge aus dem Wechsel von symme-
lein [52].
stabilitidt kurzwelliger Storungen charakterisiert. Die Aufbruchsldnge nimmt mit steigender Ein-
stdubung. Hiroyasu et al. [63, 64] bezeichnen dieses Regime als ,,Complete Spray*, in dem die

We, 0 We, <04 04<We<13 13<We<40  We>40 Im Bereich des Abtropfens wird der Zerfall
gime des Zertropfens, erstmals im Jahre 1878
von Rayleigh [111] theoretisch beschrieben,

Abtropfen 1. luftunter- 2. luftunter- Zerfallskrifte. Kleinste Storungen fithren zum

i stijtzier Wachstum von symmetrischen Oberflichen-

se Tropfen, deren GroBe dr, = 1.89 - dp

“Complete Spray” den Diisenaustrittsdurchmesser dp, iiberschrei-

/ \ aufgrund der erhohten Relativgeschwindigkeit

’ .\ ——  zwischen Tropfen und Gas die aerodynami-

abrupter Zerfall schen Krifte zu. Lokale Druckunterschiede an

len des Strahls und beschleunigen den Zerfall.

Nach Haenlein [52] resultiert die abnehmende

trischen in asymmetrische Oberflachenwellen.

Der 2. luftunterstiitzte Bereich ist durch die In-

spritzgeschwindigkeit zu, wobei sich bereits an der Diisenmiindung Tropfen vom Strahlkern ab-
scheren konnen. Eine weitere Erhohung der Einspritzgeschwindigkeit fithrt ins Regime der Zer-
Aufbruchslinge konstant bleibt. Nach Haenlein [52] dagegen folgt ein abrupter Abfall der Auf-
bruchslidnge, womit der Zerfall unmittelbar am Diisenaustritt abgeschlossen ist.
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Die widerspriichlichen Erkenntnisse deuten darauf hin, dass die Interaktion des Strahls mit seiner
Umgebung nicht allein der treibende Aufbruchsmechanismus ist. Vielmehr gewinnt bei Hoch-
druckeinspritzung die Vorgeschichte der Stromung zunehmend an Bedeutung [5, 23, 59, 60, 81,
117, 168]. Zu den Wirkungsmechanismen, die aus der Diiseninnenstromung resultieren, zéhlen:

e Grenzschicht-Relaxation: Das plotzliche Fehlen der Wand beim Austritt des Fliissig-
keitsstrahls aus der Diise fiihrt zu einer schlagartigen Beschleunigung der Grenzschicht
durch den Strahlkern. Durch die starken Druckgradienten kommt es zur Destabilisierung
der Strahloberfliche [80]. Die Relaxation des Geschwindigkeitsprofils ist praktisch unab-
hingig vom Gaszustand und wird ausschlielich von der Diiseninnenstrémung bestimmit.

e Druckpulsation: Hiufig wird der Strahlaufbruch mit Druckschwankungen im Einspritz-
system in Verbindung gebracht. Numerische Untersuchungen an Hohlkegelstrahlen von
Albina et al. [5] mit kiinstlich angeregter Diiseninnenstromung bestitigen, dass in Abhén-
gigkeit der angebrachten Storung das Zerstaubungsverhalten deutlich beeinflusst wird.

e Nadelhub und -desachsierung: Bei A-Diisen wird die Stromung in der Diise bis zum Aus-
tritt direkt durch die Nadelbewegung beeinflusst. Neben der Diiseninnenstromung selbst
beeinflusst der Hub auch die geometrische Diisenaustrittsflache, wodurch sich die Strahl-
eigenschaften dndern. Eine Desachsierung der Nadel fiihrt dhnlich wie der Nadelhub iiber
eine verdnderte Stromung und Geometrie zu nicht-rotationssymmetrischen Austrittsbedin-
gungen, die sich in einem asymmetrischen Strahlbild (z.B. Verkippung) widerspiegeln.

o Wandrauigkeit: Insbesondere bei A-Diisen ist aufgrund der kleinen geometrischen Di-
mensionen die Wandrauigkeit als Strahlaufbruchsmechanismus nicht zu vernachlédssigen.
Anhand hochauflosender Rontgenmessungen fiihren Wenyi et al. [163] die Strdhnigkeit des
Einspritzstrahls von A-Diisen auf die Wandrauigkeit zuriick.

e Turbulenz und Kavitation: Schweitzer [130] verwies erstmals darauf, dass die radialen
Geschwindigkeitsfluktuationen der turbulenten Diiseninnenstromung unmittelbare Stérun-
gen an der Strahloberfldache initieren und den Zerfall einleiten konnen. Heukelbach et al.
[59, 60] zeigten experimentell an ebenen Flachwasserstrahlen, dass bei erhohter Turbu-
lenzintensitidt die turbulenten Fluktuationen die aerodynamischen Krifte iibersteigen und
sich Tropfen vom Strahlkern ablosen. Bei Kavitation! kommt es mit wieder ansteigendem
Druck zur Kondensation in den Dampfblasen, wodurch diese kollabieren. Dabei wird die
freigesetzte Energie in kinetische Energie der Fliissigphase umgewandelt. Stromung und
Turbulenz werden gleichermallen beeinflusst, was eine eindeutige Trennung der Wirkungs-
mechanismen durch Turbulenz und Kavitation unmoglich macht.

Die Krifte, die ein fliissiger Strahlkern nach Verlassen der Diise erfihrt, lassen sich iiber die Di-
mensionsanalyse der relevanten KenngréBen abschitzen. Dazu zidhlen Gravitation, Oberflichen-
spannungen, Trigheit der Gasphase sowie die Turbulenz der Fliissigphase. Laminare und tur-
bulente Spannungen der Gasphase sind aufgrund der extremen Dichteunterschiede (pg; > pg)
vernachliissigbar klein. Fiir eine A-Diise? zeigt der Vergleich der relevanten Kriifte

e Gravitation: pri g hn = 0.15 N/m?

e Oberflichenspannung: op/hy = 1.08-10° N/m?
e Trigheit der Gasphase: pcuz,; = 6.95-10* N/m?
e Turbulente Spannungen: PFI u;gl = 1.37-10° N/m?,

"Unter Kavitation wird die Bildung von Gasblasen in einer Fliissigkeit verstanden. Lokal unterschreitet dabei der
statische Druck den Dampfdruck (p < pp), z.B. durch Beschleunigung der Stromung (siehe dazu Isay [69]).

2Charakteristische Kennwerte und numerische StromungsgroRen fiir eine A-Diise: h = 35 um, 6 = 80°, up; =
190 m/s, kry = 300 m?/s2, tupe; = 100 m/s, op; = 20.9-1073 N/mund pg = 6.95 kg/m? (vgl. auch Kap. 7.1).



28 4 Strahldynamische Mechanismen der Gemischbildung

dass Oberflichenspannungs- und Gravitationskrifte gegeniiber den Trigheitskréiften der Gaspha-
se vernachlédssigbar klein sind. Die fiir den priméren Strahlzerfall von A-Diisen dominierenden
Krifte resultieren jedoch aus der Turbulenz der Fliissigphase.

4.1.2 Modelle fiir den Primérzerfall

Die grundlegende Problematik bei der Modellierung des Primérzerfalls liegt in der durchgiingi-
gen physikalischen und numerischen Beschreibung des Ubergangs von kontinuierlicher Diisen-
innenstromung zur dispersen Tropfenbewegung auBlerhalb der Diise. Die allgemeine Vorgehens-
weise sieht empirische Modelle fiir den Primédraufbruch vor, welche die nicht-aufgeldsten phy-
sikalischen Prozesse liber die Phasengrenzfliche in integraler Form abbilden. LES-Simulationen
mit Oberflichenmethoden, wie sie beispielsweise von Villiers et al. [154] und Kim et al. [75]
durchgefiihrt wurden, beschrinken sich nur auf den unmittelbaren Nahbereich der Diise. Auf-
grund der fehlenden diagnostischen Information iiber den Strahlkern beruht die Modellvalidie-
rung auf experimentelle Vergleiche weit stromab vom relevanten Nahbereich der Diise sowie auf
Plausibilititsiiberpriifungen bzgl. Strahlcharakteristik und Tropfengrofen. In der Literatur ist ei-
ne Vielzahl von Modellansitzen zu finden. Die géngigsten phinomenologischen Ansitze werden
im Folgenden beschrieben und sind in Abb. 4.2 dargestellt.
-

a) 9
We S

Wellen- Bildung von Liga-
wachstum menten und Tropfen

dTr = dD

Abb. 4.2: Modellvorstellungen iiber den Primérzerfall: a) ,,Blob“-Methode nach Reitz und Di-
wakar [119], b) TropfengroBenspektrum, c) aerodynamisch-induzierter Primédraufbruch nach
Dombrowski und Johns [35] und d) turbulenter Zerfall nach Wu et al. [168].

»Blob“-Modell: In der von Reitz und Diwakar [119] vorgestellten Methode sind Zerstdiubung
und Tropfenzerfall im Diisennahbereich nicht unterscheidbare Prozesse. Als numerische Randbe-
dingung kénnen demnach diisenlochgrofle Tropfen (dr,. = dp), so genannte ,,blobs®, initialisiert
werden. Der weitere Zerfall der ,,blobs* wird durch aerodynamische Modelle des Sekundérzer-
falls beschrieben (siche Abb. 4.2 a).

TropfengroBenspektrum: Die Abbildung des Strahlaufbruchs durch ein Tropfengréenspek-
trum nach Reitz und Diwakar [118] gemédl Abb. 4.2 b) beruht auf keiner physikalischen Auf-
l6sung des Zerstdubungsprozesses. Das TropfengroBenspektrum ist vielmehr ein Freiheitsgrad
der 3D-Simulation, welcher rein iterativ durch Abgleich der numerischen Einspritzstrahlberech-
nung mit strahldiagnostischen Aufnahmen ermittelt werden muss. Eine Vorausberechenbarkeit
des Einspritzstrahls ist folglich nicht gegeben.

Lineare Stabilititsanalyse: Mit Hilfe der Analyse linearer Instabilitdten an der Strahloberfliche
ebener Fliissigkeitsfilme wird das Wachstum infinitesimaler Anfangsstorungen beschrieben. Die
Stabilitdtsanalyse beriicksichtigt die destabilisierende Wirkung von Trigheits- und aerodynami-
schen Kriften sowie die dem Wellenwachstum entgegenwirkenden Krifte aus Oberflichenspan-
nung und Zihigkeit. Die Vorstellung des Wellenwachstums und der schlussendliche Fliissigkeits-
zerfall in Ligamente und Tropfen ist in Abb. 4.2 c¢) dargestellt.
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Den Ausgangspunkt der linearen Stabilititsanalyse stellt die Dispersions-Relation dar, die das
Wachstum der Stérungen in Abhéngigkeit von der Wellenlidnge beschreibt. Der Zerfall selbst wird
bei der Wellenldnge mit maximaler Wachstumsrate vermutet. Fiir ebene, nicht-viskose Fliissig-
keitsstrahlen zeigte Squire [138], dass die Instabilitit asymmetrischer Stérungen? fiir den Zerfall
verantwortlich ist. Durch Losung der Dispersions-Relation erhilt er fiir einen Fliissigkeitsfilm
der Dicke hr die Wellenldnge A F,Q,,; Del maximaler Wachstumsrate €2,,,;:

4o py N Qopthr 1 [pa
Apo,, = fir ot _ 2 [Py 4.2)
Fien PRI, Upy 2V pri

Den Zerfall des Fliissigkeitsfilms in Ligamente vermuten Clark und Dombrowski [26] an seiner
diinnsten Stelle, die nach der Theorie bei halber Wellenldnge A FQ.p: VOrliegt. Dem weiteren
Zerfall der Ligamente in disperse Tropfen liegt Weber’s Theorie [158] zugrunde, wonach der
Einfluss der Gasstromung durch die transversale Bewegung der Ligamente vernachléssigbar ist
und der Zerfall rein aus Oberflichenspannungskriften (Rayleigh-Zerfall) resultiert. Unter der
Annahme, dass die Amplitude der instabilsten Welle dem Ligamentdurchmesser d;, entspricht,
wird pro Wellenldnge A, o, , ein Tropfen mit dem Durchmesser dr, gebildet.

/2
d%r = gd%ALvﬂom mit AL’QOPt = 7TdL\/ 2 (1 + SOh) und dL = - hF AFonpt (43)
7

Die Filmlidnge L 4 bestimmten Dombrowski und Hooper [34] durch eine empirische Korrelation

Kl
LA = upT = UFp] ln (U_A) _ D 3 pFl OF] 7;(77A/770> , (44)
Qopt Mo PG Upy

inder K = hgpL cos g eine Konstante und hr die Filmdicke im Abstand L vom Diisenaustritt
beschreiben. Die Konstante D geben Han et al. [56] mit D = 3 und Reitz und Diwakar [118]
mit D = 20 an. Das Verhiltnis der Wellenamplituden beim Zerfall wurde mit in(na/ny) = 12
experimentell ermittelt.

Turbulente Zerfallsmodelle: Fiir die Hochdruck-Benzin-Direkteinspritzung mit A-Diisen zeigt
die Analyse der Zerfallskrifte aus Kap. 4.1.1, dass im Besonderen Krifte aus der Turbulenz der
Fliissigphase fiir den Strahlaufbruch von Bedeutung sind. Einer der ersten Ansétze fiir den turbu-
lenten Strahlaufbruch geht auf Huh und Gosman [67] zuriick (vgl. Abb. 4.2 d). Sie postulieren,
dass die initialen Storungen der Fliissigkeitsoberflidche die Folge von turbulenten Fluktuationen
aus der Diiseninnenstromung sind und mit der Wellenldnge in der Grofle der turbulenten Lén-
genskala durch Kelvin-Helmholtz-Instabilititen anwachsen und schlieBlich in disperse Tropfen
aufbrechen. Die GroBe der resultierenden Tropfen Dy, wird dabei proportional zur turbulenten
Lingenskala [; (siehe Gl. 2.3) der Zustrémung vermutet.

Dy, = Cl, 4.5)

Fiir dieselmotorische Einspritzstrahlen fanden Huh et al. [68] sowie Bianchi und Pelloni [15,
16] die Modellkonstante ), = 2. Die kleinsten Tropfengro3en schitzten Wu et al. [168] tiber
eine Bilanzierung von Oberflachenspannungs- und Turbulenzenergie ab. Die Zerfallszeitskala 74
bestimmten Huh et al. [68] aus einer Linearkombination der Zeitskala des (aerodynamischen)
Instabilitdtenwachstums 7; und der turbulenten Zeitskala 7, = kp;/€p;.

Ta = B171 4+ Baomy (4.6)

3Im Fall asymmetrischer Storungen sind die Phasengrenzflichen um den Faktor 7 phasenverschoben.
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Die Zeitskala fiir das Wellenwachstum 7; wurde auf Basis der Kelvin-Helmholtz-Instabilitéts-
theorie fiir einen ebenen, nicht-viskosen Fliissigkeitsstrahl abgeleitet.

9 —0.5
PFl PG Upel OF]
— L 4.7
(o1 + pa)’ ( Ly ) (pr1 + pc) L?]

Die turbulenten Skalen /; und 7; leiteten Huh und Gosman [67] ohne explizite Berechnung der
Diiseninnenstromung aus einer Kraft-Energie-Bilanz am Diisenaustritt ab. Fiir eine Lochdiise
bestimmten sie die turbulente kinetische Energie kr; und deren Dissipationsrate € z; mit:

u? 1 K.u? 1
kg =L — — K, -1 d ep=—2 (K, —1 4.8

"= 8d (Og ) me = e (4-8)
Darin bezeichnen [ die Linge und d den Durchmesser des Diisenlochs, C; den Durchflussbei-

wert, K. und K. empirische Konstanten. Die Ddmpfung der Turbulenz ex; wird durch eine mit
der Zeit linear wachsende Zeitskala modelliert.

T =

Zusammenfassend ist festzuhalten, dass als einziger Ansatz das turbulente Zerfallsmodell die
Vorgeschichte der Stromung beriicksichtigt und damit dem Einfluss diisenspezifischer Groflen
(z.B. Diiseninnengeometrie) Rechnung trigt. Die Sensitivitidt, mit welcher sich Einfliisse aus der
Diiseninnenstrémung abbilden lassen, ist fiir den vorgestellten Ansatz aufgrund der reinen Mit-
telwertbetrachtung der stark vereinfachten turbulenten Anfangsrandbedingungen beschrinkt.

4.1.3 Mechanismen des Sekundirzerfalls

Der Sekundirzerfall beinhaltet den weiteren aerodynamischen Zerfall der aus dem Primirauf-
bruch hervorgehenden dispersen Tropfen. Durch die Einwirkung von aerodynamischen Kréften
aus der Relativbewegung des Tropfens zum umgebenden Gas wird der Zerfall in kleinere stabile
Fragmente eingeleitet. Der ablaufende Zerfallsvorgang kann iiber mehrere Stufen erfolgen und
wird analog zum priméren Strahlaufbruch durch die Kennzahlen aus Gl. (4.1) charakterisiert,
wobei die relevante Langenskala durch den Tropfendurchmesser dr, repriasentiert wird. Die trei-
bende Kraft steigt proportional zur Relativgeschwindigkeit ,..;. Stabilisierend wirken sich die
Oberflachenspannung und die Viskositit des fliissigen Tropfens aus. Letztere verzogert die Ver-
formung und angeregte Schwingung des Tropfens. Experimentelle Untersuchungen von Wallis
[155] zeigen, dass aerodynamischer Zerfall erst ab einer kritischen Weber-Zahl Weg 1,.;; auftritt.

Weg kit =12 (14 Oh™™) (4.9)

Pilch und Erdman [103] klassifizierten in Abhéngigkeit von der Weber-Zahl W e fiinf Zerfalls-
bereiche, die in Abb. 4.3 dargestellt sind. Im Regime des Schwingungszerfalls * (Weg < 12)
wird der Zerfall durch die Eigenschwingung des Tropfens in wenige, dhnlich grofle Tropfen ein-
geleitet. Bei tiberkritischen Weber-Zahlen Wes > 12 verursacht der erhohte Druck im Bereich
des Staupunkts eine scheibenartige Verformung des Tropfens, die sich beim Blasenzerfall zu
einer Blase weiterentwickelt, umgeben von einem torusformigen Ring. Gel’Fand et al. [48] be-
obachteten fiir diesen Zerfallstyp in Experimenten ein bimodales Tropfengrofenspektrum und
schlussfolgerten, dass die kleineren Tropfen aus Zerfall der Membran und die groeren Tropfen
aus dem Ringzerfall resultieren. Ein dhnliches Verhalten zeigt der Keulenzerfall, wobei zusitz-
lich entlang der Tropfenachse eine Fliissigkeitssdule auftritt, die schlieBlich in Ligamente zerfillt.
Ein grundlegend andersartiges Zerfallsbild weist der Streifenzerfall auf. Am duBleren Rand des

“Die kritische Weber-Zahl Weg = 12 gilt, insofern die Viskositit nur untergeordneten Einfluss hat (Oh < 0.1).
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scheibenformigen Tropfens bildet sich ein Fliissigkeitsstreifen, von dem kleinere Fragmente ab-
geschert werden.

Stréomungsrichtung
—

Schwingungszerfall o
We, <12 @ @

Blasenzerfall Bk
12 < We,, < 50 @ @ @

Keulenzerfall @
50 <We, <100

Streifenzerfall — et L
100 < We,, < 350 @ ( _ .

Katastrophenzerfall
We, > 350 Q

«& DRy

Abb. 4.3: Aerodynamische Zerfallsmechanismen nach Pilch und Erdman [103]

Nach Experimenten von Nicholls [91] zur Folge tritt Blasenzerfall bereits ab einer Weber-Zahl
von Weg > 6 auf, wihrend der charakteristische Wechsel des Zerfallstyp zum Streifenzerfall
bei Weg/+/Rer, > 0.5 erfolgt. Die Reynolds-Zahl deutet darauf hin, dass der viskose Abscher-
vorgang der dominante Zerfallsmechanismus ist. Die zugehorigen Zerfallszeiten, d.h. die Zeit
zwischen Tropfendeformation und Fragmentbildung, gibt er mit den Konstanten D; und D, an:

D, PRITT fiir Blasenzerfall:  Weg > 6
OFl
. (4.10)
D, e PR fiir Streifenzerfall: Wes > 0.5
Urel PG ReFl

Beim Katastrophenzerfall zerfillt der Tropfen kaskadendhnlich in immer kleinere Produkte. Die
verantwortlichen Mechanismen liegen in den Kelvin-Helmholtz- (KH) und Rayleigh-Taylor -
(RT) Instabilititen, die konkurrierend zueinander vorliegen (s. Abb. 4.4). KH-Instabilititen ent-
stehen zwischen zwei parallelen Stromungen mit unterschiedlicher Geschwindigkeit. Kleinste
Storungen in der Grenzfliche fithren zu lokalen

Druckunterschieden, welche die Tropfendefor- ¢ ¢ ¢ Stromung ¢ ¢ ¢
mation senkrecht zur Stromungsrichtung ver- .
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mungsrichtung auf. Auch hier fiihren kleinste
Storungen zu instabilem Wachstum von lang-
welligen RT-Finger (Deformation parallel zur
Stromungsrichtung), die ein Aufbrechen des Abb. 4.4: Konkurrierende Instabilititen im
Tropfens in grofere Fragmente nach sich zie- ~ Katastrophen-Zerfallsregime nach [125].
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Sentdeckt von L. Rayleigh und von G.I. Taylor [150] fiir beschleunigte Strdmungen erweitert.
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hen. Fiir motorische Einspritzstrahlen ist das Katastrophen-Zerfallsregime von untergeordneter
Bedeutung, da den hohen Einspritzgeschwindigkeiten die am Tropfen lokal beschleunigte Gas-
stromung entgegenwirkt, wodurch die Relativgeschwindigkeit abnimmt.

Die diskrete Abgrenzung der Regimes in Abb. 4.3 beruht auf sphirischen Tropfenausgangszu-
stand. Nicht-ideale Anfangsbedingungen (z.B. Verformung) fithren zum Verwaschen der Regi-
mes. Experimenten liegen meist Einzeltropfenuntersuchungen zugrunde, welche den Einfluss be-
nachbarter Tropfen nicht beriicksichtigen. Messungen von Zajac [170] zur Folge nimmt die Zer-
fallsrate mit dem Tropfenabstand ab. Als Ursache sind Nachlaufeffekte vorausfliegender Tropfen
zu vermuten, welche die aerodynamische Einwirkung der Gasstromung reduzieren.

4.1.4 Modelle fiir den Sekundarzerfall

In der Literatur sind zahlreiche Ansitze zur Beschreibung des aerodynamischen Tropfenzerfalls
zu finden. Die wichtigsten Modelle werden im Folgenden zusammenfassend vorgestellt.

Reitz-Diwakar-Modell: Das Modell von Reitz und Diwakar [118, 119] basiert auf den von Ni-
cholls [91] abgeleiteten Zerfallsregimes (siehe Gl. (4.10)). Darin wird strikt zwischen Blasen-
und Streifenzerfall unterschieden. Wihrend Reitz und Diwakar [118] von einem diskontinuier-
lichen Zerfall ausgehen, wird in [119] eine kontinuierliche Beschreibung analog zu GlI. (4.17)
verwendet, worin der stabile Tropfenradius aus GI. (4.1) mit den Bedingungen Weg = 6 fiir den
Blasenzerfall bzw. mit Weg/v/ Rep, = 0.5 fiir den Streifenzerfall ermittelt wird.

TAB-Modell: Das *Taylor-Analogy-Breakup’-Modell beruht auf dem Phinomen der Tropfende-
formation durch Druckkrifte an Staupunkt und Tropfendquator. Infolge der Tropfenverformung
resultiert ein zunehmend ungiinstiges Oberflichen-Volumen-Verhiltnis. Die dynamische Trop-
fenschwingung leitet schlieBlich den Zerfall ein. Die mathematische Beschreibung der Trop-
fenschwingung geht auf Taylor [149] zuriick, der eine Analogie zu einem Feder-Masse-System
zugrunde legte. Darin entspricht die Oberflichenspannung oz; der Riickstellkraft mit der Feder-
konstanten k£ und die aerodynamische Kraft der Deformationskraft /. O’Rourke und Amsden
[95] erweiterten den Ansatz durch einen Dadmpfungsterm d, um den Einfluss der Viskositit 15
zu beriicksichtigen. Die Schwingungsgleichung des Tropfens mit der Amplitude y lautet:

.. d . k F .
Y+ Y+ Y= mit
mry mry mroy
F 2 k? 2
= g Pe%re T g P ynd _ g, B g )
moy PFITTr moy PFIT Ty moy PFITTr

Die Modellkonstanten Kp = %, K = 8 und K; = 5 wurden mit Hilfe von Experimenten ange-
passt [95]. Fiir den Zerfall ist die Vorgeschichte des Tropfens beziiglich seiner Relativgeschwin-
digkeit zum umgebenden Gas entscheidend. Eine kritische Weberzahl existiert nicht [149]. Nach
O’Rourke und Amsden [95] tritt der Zerfall genau dann ein, wenn die Tropfendeformation y den
Tropfenradius 77, tiberschreitet. Die resultierende Tropfengroe wird iiber eine Energiebetrach-
tung der Oberflichenspannungs- und Schwingungsenergien vor und nach dem Zerfall berechnet.
Daraus ergibt sich das Verhiltnis von Ausgangs- und Sauter-Radius® r7,. bzw. 73,.
rre T PRI,

— Ly Py 4.12
rsa 3 - 80 p Y (+12)

®Der Sauter-Radius 73 charakterisiert den Radius eines reprisentativen Tropfens, dessen Volumen- zu Oberfli-
chenverhiltnis dem Verhiltnis von Gesamtvolumen zu Gesamtoberfliche aller Tropfen entspricht.
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Die Geschwindigkeit der Zerfallsprodukte senkrecht zur Tropfentrajektorie wird durch die Os-
zillationsgeschwindigkeit y des Tropfens zum Zerfallszeitpunkt bestimmt. Nach O’Rourke und
Amsden [95] ist damit die Strahlaufweitung implizit enthalten.

Hsiang-Faeth-Modell: Hsiang und Faeth [65] entwickelten auf der Basis experimenteller Unter-
suchungen fiir den in Abb. 4.3 dargestellten Streifenzerfall eine empirische Tropfengréen-Kor-
relation. Sie nahmen an, dass aus der Grenzschicht des zerfallenden Tropfens kleinere Fragmente
abgeschert werden, deren Grofle von der Reynolds-Zahl Rep; abhingig ist.

R
Drs _ o (L) pet =62 [ 20 (4.13)
dTr,O PG WelG/2

Hsiang und Faeth [65] leiteten in Anlehnung an Untersuchungen fiir frei fallende Tropfen von
Clift et al. [27] ein Kriterium fiir das Ende des Streifenzerfalls her. Danach ist das Abscheren von
Fragmenten beendet, wenn die von der Tropfenbeschleunigung |ar, | abhingige Eotvos-Zahl Eo
kleiner ist als F'o < 16.

dTT,O

Eo = |ag| (prt — pc) (4.14)

OFrl

Wave-Modell: Die Urspriinge des ,,Wave“-Modells gehen auf die Analyse linearer (Kelvin-
Helmholtz) Instabilititen zuriick. Gegeniiber dem ebenen Fliissigkeitsstrahl in Kap. 4.1.2 wird
eine rotationssymmetrische Fliissigkeitssdule betrachtet, die sich relativ zu einem stationiren in-
kompressiblen Gas bewegt. Durch numerische Losung der Dispersions-Relation ermittelte Reitz
[120] in Abhingigkeit von der Ohnesorge-Zahl Oh und der Weber-Zahl Wes nach Gl. (4.1),
der Weber-Zahl der Fliissigphase Wer, = Weg pri/pa sowie der Taylor-Zahl T' = Ohy/Weg
Regressionskurven fiir die Wellenldnge Ag,,, bei maximaler Wachstumsrate €,

A 1+ 0.45 OR%%) (14 0.5 T°7
B g o U ) 1; = ) (4.15)
Ty (14 0.87 Wep")
3 1.5
PFL T, 0.34 + 0.38 Weg
Q, = 4.16
"\ om (14 Oh) (1 + 1.4 T°9) (4.16)

Die Anderung der TropfengroBe beschreibt Reitz [120] iiber ein logarithmisches Zerfallsgesetz.

. dTTr Py — T'Tra
ra — = - : 4.17
T ’ dt B ( )

Der stabile Tropfenradius 77, , wird proportional zur Wellenlinge Ag,,, bei maximaler Wachs-
tumsrate angenommen.

BOAQom flir BQ AQopt < r.

TTT,G, == mzn [ ( 37Tr%rurel ) 033 (3T%TAQopt ) 033 (4, 1 8)

fiir BOAQOpt > Ty

2001 4

Reitz [120] gibt die Modellkonstante mit By = 0.61 an. Die aerodynamische Zerfallszeitskala
Ty

=3.726 B ——

B ! AQOM Qopt

ergibt sich aus der Zeitskala der Instabilitiaten. Mit der Zerfallskonstanten B3; werden diisenspe-
zifische Eigenschaften erfasst, die durch die Stabilitdtsanalyse nicht abgebildet werden. In der
Literatur sind Werte zwischen B; = 1.73...30 zu finden [91, 95, 100, 119].

(4.19)
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Rayleigh-Taylor-Modell: In Ergidnzung zum Kelvin-Helmholtz-Zerfall leiteten Bellman et al.
[13] fiir den Rayleigh-Taylor-Zerfall einer nicht-viskosen Fliissigkeit mit Hilfe der linearen Sta-
bilititsanalyse Gleichungen fiir die Wellenlinge Ag,,, bei maximaler Wachstumsrate 2, ab.

2 ATy - i 3
Qopt = \/ = || (‘QT‘ (o = p G>) und  Ag,, = 27 4| =22 (4.20)
3 30Fi \dr.| (pr1 — pa)

Darin beschreibt |dr,| den Betrag der Tropfenbeschleunigung. Die Zerfallszeit 75 wird propor-
tional zum Kehrwert der maximalen Wachstumsrate der Oberfldcheninstabilititen angenommen.

5= Qopt 4.21)

Patterson [101] koppelte die konkurrierend zueinander wirkenden Rayleigh-Taylor- und Kelvin-
Helmholtz-Mechanismen mit Hilfe des ,,Wave‘“-Zerfallsmodells. Den fiir den Zerfall dominanten
Mechanismus bestimmte er aus der kleineren Zerfallszeitskala von GIl. (4.19) und GIl. (4.21).
Die Zerfallsrate 77, , beschrieb er analog zu Gl. (4.17), wobei er den stabilen Tropfenradius
rrr = ByAqg,,, proportional zur instabilsten Wellenldnge Aq,,, annahm.

Zusammenfassend ist festzuhalten, dass sich trotz der verschiedenartigen Modellformulierungen
das Ergebnis aus der Dimensionsanalyse der relevanten Groen mit unterschiedlichen Vorfak-
toren ableiten ldsst. Nahezu alle Modelle beschrinken sich in ihrem Anwendungsbereich auf
nur einen Zerfallstyp, wie z.B. das TAB-Modell auf den Schwingungszerfall, das Hsiang-Faeth-
Modell auf den Streifenzerfall oder das Reitz-Diwakar-Modell auf den Blasen- und Streifenzer-
fall. Als einziger Ansatz bildet das ,,Wave“-Modell [120] die Zerfallsprozesse regimeiibergrei-
fend ab und ist daher fiir die motorische Anwendung am besten geeignet.

4.2 Tropfenkollision und Tropfenkoaleszenz

StoBprozesse sind in dichten Strahlen (St > 1, vgl. Kap. 2.4) von Bedeutung, wie sie innermo-
torisch nur im Diisennahbereich vorherrschen [93]. Anhand von Experimenten fiir bindre Kolli-
sionen mit Kohlenwasserstofftropfen nahmen Jiang et al. [71] eine Klassifizierung der StoBregi-
mes in Abhingigkeit von den relevanten Kenn-
groBen aus StoBparameter’ b und der Weber-
Zahl Weg,; des kleineren StoBpartners vor.

b

dp,u?
Streifende Kollision Weron = w , (4.22)
Fl
Sie unterscheiden prinzipiell vier Bereiche — Ab-
prallen, Koaleszenz, frontale und streifende Kol-
Koaleszenz lision. Beim Abprallen verhindert ein Gaspol-
ster den Oberflachenkontakt der Tropfen, wih-
Frontale . . ..
Kollision rend bei Koaleszenz die StofBpartner vollstin-
We dig verschmelzen. Bei frontaler und streifender
Koll .. . . . o,
Kollision erfolgt jeweils ein kurzzeitiges Ver-
Abb. 4.5: Kollisionsbereiche fiir bindre  schmelzen, ehe die StoBpartner wieder zerfallen.
Tropfenkollisionen nach Jiang et al. [71]. Mit zunehmender Weber-Zahl treten zusitzlich

Abprallen

Koaleszenz

"Der StoBparameter b = x /(rrr1 + rrr2) ist definiert als Verhiltnis aus der Entfernung « des Tropfenmittel-
punkts mit dem Relativgeschwindigkeitsvektor des anderen Tropfens und der Summe der Tropfenradien [71].
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Satellitentropfen auf. Der Unterschied der beiden Kollisionsregimes liegt im Verlauf der Trop-
fentrajektorien, die entweder eine frontale oder streifende Kollision zur Folge haben.

Die Stomodellierung gliedert sich in zwei Teile. Im Kollisionsmodell wird die Haufigkeit der
StoBe berechnet. Das Koaleszenzmodell legt die Art der Tropfeninteraktion fest. In Anlehnung
an die kinetische Gastheorie wird eine diskretisierungsinvariante Stofrequenz

vig =no T (rpeq + 7"Tr,2)2 Eqg |tpyy — Uy 2| (4.23)

definiert, in der n die Tropfenanzahldichte, rr, den Radius und ur, die Geschwindigkeit der
Tropfen in Partikel 1 bzw. 2 beschreiben. In viskosen Stromungen kann die Anderung der Gas-
geschwindigkeit dazu fiihren, dass gegeniiber der idealen, geradlinigen Tropfentrajektorie die
Tropfen abgelenkt werden und sich damit die Wirksamkeit der Kollision Ey5 < 1 reduziert. Fo
ist definiert als Verhéltnis der Volumina des tatsichlichen und des idealen Kollisionszylinders,
der aus 7 (rpp 1 + 7"Tr72)2 U At mit dem Zeitschritt At gebildet wird. O’Rourke und Bracco [93]
legten fiir Kollisionsanzahl n eine Poisson-Verteilung zugrunde.

p(n) = 2RI v
n!
Kollisionen treten dann auf, wenn die Wahrscheinlichkeit ¢)(n) fiir keine Kollision (n = 0) klei-
ner ist als eine stochastisch ermittelte Zufallszahl X € [0, 1]. Die Art der Tropfeninteraktion kann
nach Brazier-Smith et al. [19] durch Vergleich der Rotationsenergie des Agglomerats E,.,; mit der
Oberflichenspannungsenergie £, welche fiir die erneute Trennung erforderlich ist, bestimmt
werden. Die Bilanzierung beider Energien E,.,;, = FE, fiihrt auf einen kritischen Tropfenabstand.

(4.24)

12 (rpeq + 77r2)’ . (v + 1)1_31 2 3 3
b rit = 2 2 mit = 1— 1)3 4.25
krit \/ 5 p— f(’)/) 1 f(’Y) ,}/6 (’}/ + 1)2 [’Y + (7 + ) :| ( )

Darin beschreibt v = 77,.1/r1, 2 > 1 das Verhiltnis der Tropfenradien. Zur eindeutigen Diffe-
renzierung von Kollision und Koaleszenz fithrte O’Rourke [94] eine Koaleszenzeffektivitiit

b
bkrit
ein, worin der Stoparameter b = X (rp,.; + r7,.2) mit einer Zufallsvariablen X € [0, 1] stocha-

stisch bestimmt wird. Koaleszenz tritt dann auf, wenn die Oberflaichenspannungsenergie iiber-
wiegt (Exoq > 1). Im Fall E,, < 1 trennen sich die Tropfen nach dem Verschmelzen wieder.

EKoal = (426)

Die numerische Beschreibung der Stoflprozesse ist duBerst rechenzeitintensiv, da die Kollisions-
frequenz v5 aus GI. (4.23) eine Zweipunkt-Korrelation beinhaltet (siehe dazu Kriiger [77]). Sie
konvergiert duBlerst langsam und muss aus Griinden der statistischen Konvergenz durch eine ex-
trem hohe Partikelanzahl aufgeldst werden. Fiir praxisnahe motorische Anwendungen ist eine
sinnvolle Abbildung der StoBprozesse nicht moglich.

4.3 Bewegungsgleichungen des Tropfens

Die Bewegungsgleichungen fiir einen sphérischen Tropfen, der sich mit der Geschwindigkeit
tury = (ury, vy, wr,) in einem Stromungsfeld bewegt, leiten sich aus dem zweiten Newton’schen
Gesetz mittels der Bilanzierung von dufleren Kriften und der Massentridgheitskraft ab.

F _dir, 3 pg Cu

- iry — iG] (e — @ 427
mpy dt 8 PFIL TTr firy = ig| (. = tia) (427)
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Der Term auf der rechten Seite beschreibt die spezifische Beschleunigungskraft aus der Relativ-
bewegung ..., = U, — g zwischen Tropfen und Gas mit dem Widerstandsbeiwert c,,. Krifte
durch Gravitation, lokale Druckgradienten und Auftrieb aufgrund asymmetrischer Anstromung,
wie sie bei merklichem Drall des Tropfens (Magnus-Auftrieb) oder Geschwindigkeitsgradienten
quer zur Anstromung (Saffmann-Auftrieb) vorliegen, werden nicht beriicksichtigt.

Fiir den Tropfenwiderstand muss, aufgrund der Komplexitit der Stromungsvorginge, auf experi-
mentelle Untersuchungen und daraus abgeleitete empirische Beziehungen zuriickgegriffen wer-
den. Im Grenzfall sphérischer Tropfen und sehr kleiner Reynolds-Zahl der Gasphase Re; — 0
folgt der Widerstandsbeiwert dem Stokes’schen Gesetz [142]:

24
B ReG

Mit steigender Reynolds-Zahl verindert sich das Stromungsfeld um den Tropfen (siehe [127]).
Von einer anfangs anliegenden Stromung (Reg < 20) nimmt die Asymmetrie der Stromung
zu, und es treten Ablosungen auf. Bei Rei > 130 entstehen Instabilititen im Riickstromgebiet,
verbunden mit periodisch abgelosten Wirbeln (Kdarman’sche Wirbelstrasse). Im unterkritischen
Bereich 400 < Reg < 3.5 - 10° steigt die Frequenz der Wirbelabldsungen an und der Ablo-
sepunkt beginnt um den Tropfen zu rotieren. Im iiberkritischen Bereich Reg > 3.5 - 10° treten
markante Wechsel im Stromungsfeld ein, wodurch die bislang laminare Grenzschicht in eine tur-
bulente Grenzschicht umschlégt, bevor diese sich vom Korper ablost. Dieses Verhalten kann nach
Putnam [104] fiir eine starre® Kugel im unterkritischen Bereich niiherungsweise durch folgende
Korrelation fiir den Widerstandsbeiwert abgebildet werden.

(4.28)

Cy

24 1.2
—_— (1 + —Reé) fir Reqg <1000
Cw,Kugel = ReG 6 (429)
0.424 fiir Reg > 1000

Mit zunehmender Volumenkonzentration der Tropfen wird der Widerstand des Einzeltropfens
stark vom benachbarten Tropfen beeinflusst. Tropfen, die in Richtung ihrer Anstromung in Tan-
demanordnung ausgerichtet sind, erfahren aufgrund von Nachlaufeffekten einen reduzierten Wi-
derstand. Eine Reihe von Ansitzen zur Ermittlung des Widerstandsbeiwertes fiir Tropfen- oder
auch Partikelkollektive geht davon aus, dass durch die benachbarten Teilchen die Anstrémung
und damit die Reynolds-Zahl beeinflusst wird. Dem kann z.B. durch Einfiihrung einer modifi-
zierten Fluidviskositit fic = ug f(ar;) Rechnung getragen werden. Demgegeniiber zeigen Un-
tersuchungen von Rowe [126] an fixierten, symmetrisch angeordneten Kugeln eine Zunahme des
Widerstandsbeiwertes mit wachsendem Volumenanteil der dispersen Phase. Unter diesem Ge-
sichtspunkt korrigieren O’Rourke und Bracco [93] fiir dichte Strahlen den Widerstandsbeiwert
¢y fir Reg < 1000 aus Gl. (4.29) mit dem Volumenanteil der Fliissigphase avg; = Vi /Viges.
24

—2.65 1 2/3 —1.78
Cy = R—eG ((1 — OéFl) —+ éReG/ (1 — C(Fl) (430)

Im Grenzfall ap; — 0 konvergiert der Ausdruck aus Gl. (4.30) hin zu Gl. (4.29) fiir Reg < 1000.

Die Giiltigkeit von GI. (4.29) und GI. (4.30) ist beschrinkt auf sphirische Tropfen. Eine Trop-
fenverformung fiihrt jedoch zu veridnderten Stromungsverhiltnissen, die wiederum den Tropfen-
widerstand beeinflussen. Liu et al. [84] verwendeten das TAB-Modell (siehe Kap. 4.1.4) zur

8d.h. ohne tropfeninterne Stromung (siehe dazu auch Kap. 5.1)
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Korrektur des Widerstandsbeiwertes mit dem Formwiderstandsbeiwert c,, r, der sich aus der
Schwingungsamplitude y des Tropfens errechnet.

Cw,def = Cw,Kugel + Cu,F mit Cy,F = 2.632 Y Cw,Kugel (431)

Am Beispiel deformierter Wassertropfen entwickelte Wiegand [164] eine empirische Korrelation
fiir den Formwiderstandsbeiwert.

Cwr = Weg (0.2319 — 0.1579 log (Reg) + 0.0471 log (Reg)? — 0.0042 log (Reg)®)  (4.32)

Die Tropfenverdampfung fiihrt durch den abdampfenden Massenstrom zu einer Kriimmung der
Stromlinien (Stefan-Stromung), wodurch ein veridnderter Tropfenwiderstand resultiert. Renksiz-
blut und Yuen [122] quantifizierten diesen Effekt in numerischen Untersuchungen mit dem Faktor
(14 Bjs) mit der Massentransportzahl Bj,, um den sich der Widerstandsbeiwert éndert.

C’LU
Demnach verringert sich der Tropfenwiderstand bei Verdampfung (5,; > 0) und vergroBert sich
bei Kondensation (B, < 0).

(4.33)

Cw,Verd =

4.4 Turbulente Dispersion

4.4.1 Klassifizierung der turbulenten Dispersionsregimes

Bei der Hochdruck-Benzin-Direkteinspritzung in Ottomotoren induziert der eingespritzte Kraft-
stoff im umgebenden Gas eine Stromung, die sowohl bei frither Einspritzung im Saughub als auch
bei spiter Einspritzung im Kompressionstakt turbulent ist. Neben dem Austausch von Impuls
durch die Relativbewegung des Tropfens zur mittleren Gasstromung erfolgt ein Impulsaustausch
durch die turbulenten Fluktuationen des Umgebungsgases. Aufgrund des stochastischen Charak-
ters der Turbulenz nimmt der mittlere Tropfenabstand zu, so dass die Tropfen effektiv auseinander
streben. Der Mechanismus wird als turbulente Dispersion bezeichnet. Er ist im Diisennahbereich
von besonderer Bedeutung, da es in den Scherschichten der Gasphase zur Turbulenzproduktion
kommt, wodurch die Aufweitung des Einspritzstrahls und folglich das Eindringverhalten sowie
die Strahlstruktur mafgeblich beeinflusst werden.

Die Charakterisierung der turbulenten Dispersion erfolgt anhand von zwei Gesichtspunkten —
zum einen an der Richtung der Wirkungsmechanismen und zum anderen an der Art der Kopplung
zwischen Tropfendynamik und der Turbulenz der Gasphase. Letztere wird durch die Stokes-Zahl
St beschrieben (siehe Crowe [30]).

St=12 (4.34)
e

Die aerodynamische Relaxationszeit 7, stellt das Ansprechverhalten des Tropfens auf die Fluk-
tuationen der turbulenten Gasstromung dar. Gegeniiber der Definition von St nach Gl. (2.27) ist
die Kollisionszeitskala 7 durch eine charakteristische Zeitskala der Gasphase 7 ersetzt. Ent-
spricht 7 dem integralen Zeitmal} 7, der turbulenten Stromung nach Gl. (2.3), reflektiert die
Stokes-Zahl St das Ansprechverhalten der Tropfen auf die groBeren, energiereicheren turbulen-
ten Wirbel. In Abhingigkeit von St ist eine grobe Klassifizierung in drei Regimes moglich, die
in Abb. 4.6 dargestellt sind. Das erste Regime (siehe Abb. 4.6 a) beschreibt den Grenzfall grofer
Stokes-Zahlen St > 1, bei dem sich die Tropfen aufgrund ihres geringen Widerstands-Trag-
heits-Verhiltnisses unbeeinflusst von der turbulenten und der mittleren Gasstromung bewegen.



38 4 Strahldynamische Mechanismen der Gemischbildung

Im zweiten Regime (St ~ 1) liegt eine stirkere kinematische Kopplung der Phasen vor und die
Tropfen folgen der mittleren Gasstromung (siche Abb. 4.6 b). Im dritten Regime (siche Abb.
4.6 c¢), d.h. im Grenzfall kleiner Stokes-Zahlen St < 1, zeigen die Tropfen eine duflerst schnelle
Anpassung an die turbulente Gasstromung und befinden sich in dynamischem Gleichgewicht mit
der Umgebung.

__ =+ ? —_ —_— a A
a) u A uG uG uG uTr T,

, | Vernach- Turbulenz-
10" lassigbarer|  Produktion
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Abb. 4.6: Turbulente Dispersionsregimes fiir ~ Abb. 4.7: Wechselwirkung zwischen Tropfen
a) St>1,b) St~ 1lundc) St < 1. und Gas nach Elghobashi [40].

Die Richtung der Wirkungsmechanismen von turbulenter Gasstromung und Tropfenbewegung
ist abhdngig vom Volumenanteil ap; der Fliissigphase bzw. dem Verhiltnis aus dem Abstand be-
nachbarter Tropfen und dem Tropfendurchmesser s/dr,. Elghobashi [40] nahm mit Hilfe dieser
GroBen eine Unterteilung in ein-, zwei- und vierseitige Kopplung von Gas- und Fliissigphase
vor. Die verschiedenen Regimes sind in Abb. 4.7 dargestellt. Bei geringem Fliissigkeitsvolu-
menanteil ap; oder groBem s/d;,.-Verhiltnis wird die Tropfendynamik durch die Turbulenz der
Gasphase beeinflusst, wihrend Riickwirkungen auf die Gasphasen-Turbulenz vernachlédssigbar
sind. Mit zunehmendem «p; bzw. reduziertem s/d;,. nehmen Riickkopplungseffekte zu. Neben
dem Einfluss der Turbulenz der Gasphase auf die Tropfenbewegung fiihrt der hohere volumetri-
sche Fliissigkeitsanteil zu einer Anderung der Turbulenzstruktur der Gasstrdmung. Bei konstan-
tem Volumenanteil bewirken kleine Tropfen aufgrund ihrer groBeren Fliissigkeitsoberfldche eine
Zunahme der Dissipation der turbulenten kinetischen Energie. Groe Tropfen hingegen begiin-
stigen die Turbulenzproduktion. Elghobashi [40] gibt als Grenze 7,/7¢ = 1 an. Gore und Crowe
[49] fanden durch Zusammenfassung experimenteller Untersuchungen verschiedener Autoren
den Wert 7, /7¢ ~ 0.1. Wihrend in verdiinnten Strahlen die Dispersion durch aerodynamische
Krifte kontrolliert wird, liegt bei dichten Strahlen eine vierseitige Kopplung vor. Fiir letztere
muss neben der Wechselwirkung zwischen Tropfen und Gas zusitzlich die erhohte Wahrschein-
lichkeit fiir Tropfenkollisionen beriicksichtigt werden.

Bei der motorischen Direkteinspritzung wird von verdiinnten Strahlen ausgegangen (siehe [7]),
die eine ein- bzw. zweiseitige Kopplung beinhaltet. Ferner liegt aufgrund der ablaufenden Zer-
fallsvorginge ein breites Tropfengrolenspektrum vor, so dass die in Abb. 4.6 dargestellten Regi-
mes gemeinsam auftreten. Die physikalische Modellierung der Mechanismen wird im nachfol-
genden Kapitel zusammenfassend dargestellt (siehe auch Crowe et. al [32] und O’Rourke [96]).
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4.4.2 Konventionelle turbulente Dispersionsmodelle

Den Ausgangspunkt der mathematischen Beschreibung der turbulenten Dispersion bildet die
Tropfenbewegungsgleichung (4.27). Durch Aufteilung des Momentanwertes der Gasphasenge-
schwindigkeit i = U + o ¢ in eine gemittelte und fluktuierende Komponente g bzw. J’G
ergibt sich die so genannte Langevin-Gleichung, deren linearisierte Form lautet:

d_) T = W, — . 3 w5 W, —
Yrr D, (uG +u'g— uTr) mit D, = 2pe ¢ |Ugo + Wao— Urro| (4.35)
dt 8priTTr ’ ’
dl_:Tr
UTy 4.36
dt ur ( )

Darin beschreibt D, = 1/7, den Kehrwert der aerodynamischen Relaxationszeit 7,. Die turbu-
lente Dispersion ist in Gl. (4.35) iiber die stochastische (Langevin-) Kraft aus der turbulenten
Schwankungsgeschwindigkeit v/ der Gasphase enthalten.

Unter der Voraussetzung isotroper Turbulenz bestimmten Gosman und Ioannides [50] die turbu-
lenten Fluktuationen der Gasphase uy, stochastisch aus einer GauB3-Verteilung, deren Varianz o2
sich proportional zur mittleren turbulenten kinetischen Energie k£ der Gasphase verhiilt.

/ 1 U/C% . 2 2-

Die zeitliche Dauer der Interaktion zwischen Tropfen und der Turbulenz der Gasphase wird durch
die Korrelationszeit 7, beschrieben. Fiir kleine Tropfen, die unmittelbar der Turbulenz folgen,
entspricht 7y, dem integralen Zeitmal} 7; der turbulenten Gasstromung. GroBere Tropfen hinge-
gen passieren aufgrund ihres geringen Widerstands-Tréagheitsverhiltnisses die turbulenten Wirbel
in einer kiirzeren Zeit (engl. ,,crossing trajectory effect”). Im Ansatz nach Dukowicz [37] wird die
turbulente Gasgeschwindigkeit ug, iiber 7, konstant angenommen. Die Korrelationszeit 7,
bildet er aus dem Minimum der turbulenten Zeitskala 7; und der Zeit 7., die ein Tropfen zum
Durchqueren eines Wirbels benotigt.

k l 3 |;3/2
T = Cuj und Te = % mit lt = Cﬁ — (438)
€ lig — try| €

Die direkte Losung von GI. (4.35) ist im Fall, dass die Korrelationszeit kleiner als der Rechen-
zeitschritt (70 < At) ist, nicht mehr moglich, da der Tropfen wihrend eines Zeitschrittes mehr

als eine stochastische Kraft erfihrt.

O’Rourke [96] entwickelte hierfiir einen Ansatz, welcher die Zeitintervalle At und 7y, relativ
zueinander betrachtet. Fiir den Fall 7.,,,,, > At wird, wie oben beschrieben, Gl. (4.35) mittels GI.
(4.37) direkt stochastisch gelost. Fiir 7, < At beriicksichtigt O’Rourke die zeitliche Dauer der
Geschwindigkeitskorrelationen. Unter der Voraussetzung, dass fiir homogen-isotrope Turbulenz
die Geschwindigkeitskomponenten e gauB3verteilt sind und D, = const. liber der Korrelations-
zeit Tiop 18t, erhilt er durch analytische Integration von Gl. (4.35) die Losung

t
U, = tg [1 — exp (—Dgt)] + exp (—D,t) (I_L)TTVQ + / exp (D,T) DangdT) (4.39)

to
und folgende Varianzen fiir Ort und Geschwindigkeit des Tropfens.

Uiu 2Tkorr
o2 = o’ i~ D (1—exp(—DaAt))+TkOMAt] dij (4.40)
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- €ETp <_DaTkorr)
2 = 52 1-— —2D,At)] 6;; 4.41
O o 1+ e2p (—DuTrorr) [ exp ( )] J ( )

Die Beriicksichtigung des unterschiedlichen Ansprechverhaltens der Tropfen auf eine veridnderte
Gasstromung ist tiber die Stokes-Zahl D, Ty, = 1/St in GI. (4.41)-(4.40) implizit enthalten. Fiir

die in Abb. 4.6 dargestellten Grenzfille reduzieren sich die Varianzen zu:

0.2

St>1: o2 = ?Daﬂwrr(sij und o2 = aszOrrAtéij

uu

4.42)
St < 1: O’Qu = 028, und O'ix = aszowAt(Sij

u

Gegenwirtig stellt das turbulente Dispersionsmodell von O’Rourke [96] das Standardmodell im
CFD-Programm Kiva-3v [7] dar.

4.5 Modellbildung fiir die Strahldynamik bei A-Diisen

In den vorangegangenen Kapiteln wurden die Grenzen der konventionellen Strahlmodellansitze
fiir ihre ottomotorische Anwendung auf strahlgefiihrte Brennverfahren aufgezeigt. Die Bereitstel-
lung geeigneter Losungsansitze ist das Ziel der vorliegenden Arbeit. Dabei ist der Fokus auf die
Modellierung der folgenden drei Mechanismen gerichtet:

e Kopplung von Diiseninnenstromung und Gemischbildung
e Turbulenter Strahlaufbruch und Tropfenzerfall
e Turbulente Dispersion

Die zur Abbildung dieser Prozesse entwickelten Teilmodelle werden mit verfiigbaren Ansitzen
aus der Literatur zu einem vollstindig geschlossenen Strahldynamikmodell zusammengefiihrt.
Eine detaillierte Beschreibung der Modelle wird in den folgenden Kapiteln gegeben.

4.5.1 Kopplung von Diiseninnenstromung und Gemischbildung

Die konventionelle 3D-Simulation von Einspritzvorgdngen beginnt am Diisenaustritt unter der
Annahme, dass die Fliissigphase bereits in Form von diskreten Tropfen vorliegt. Die Anfangs-
randbedingungen, wie TropfengrofBe und -geschwindigkeit, sind dabei unbekannt und miissen
durch sinnvolle Annahmen abgeschitzt werden. Mit Hilfe der Diiseninnenstromungssimulation
konnen einerseits die stromungsmechanischen Startbedingungen definiert und andererseits auch
die Anfangstropfengrofle mit geeigneten Primérzerfallsansidtzen abgeleitet werden.

Eine kontinuierliche Einspritzberechnung, beginnend mit der Fliissigphase in der Diise iiber den
Aufbruch bis hin zu diskreten Tropfen, ist aufgrund der stark unterschiedlichen physikalischen
GroBenskalen (siehe Kap. 3.2.1 und 4.1.2) nicht moglich. Ein alternatives Konzept ist in Abb.
4.8 dargestellt und besteht aus der diskontinuierlichen Kopplung von Diiseninnenstromung und
Gemischbildung. Dabei erfolgt die Simulation der mehrphasigen Diiseninnenstromung® unter
konstanten Randbedingungen im ersten Schritt entkoppelt von der Gemischbildung. Die lokalen
Stromungsvariablen am Diisenaustritt werden dann in Form einer Matrix in Abhéngigkeit des
Nadelhubs abgelegt. Im zweiten Schritt wird diese lokale Information in integrale, zeitabhédngige
GroBen transformiert und als Anfangsrandbedingung der Gemischbildungsrechnung aufgepragt.

Die Mehrphasigkeit beriicksichtigt aus numerischer Sicht neben der reinen Kraftstofffliissigkeit in einer zwei-
ten Phase den Kraftstoffdampf infolge von Kavitation sowie in der dritten Phase die in der Diise eingeschlosse-
ne/eingesaugte Umgebungsluft. Im physikalischen Sinne existieren zwei Phasen — Gas- und Fliissigphase.
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Abb. 4.8: Kopplung von quasi-stationdrer Diiseninnenstromungsberechnung und
transienter Gemischbildungssimulation.

IS

i=Zelle, j=Phase

Die Art der Kopplung konnte prinzipiell sowohl auf instationirer als auch quasi-stationérer Be-
rechnung der Diiseninnenstromung beruhen. Da die Stromungsgeschwindigkeit in der Diise vp ~
100 ... 200 m/s aber deutlich grofer als die Nadelhubgeschwindigkeit vy ~ 0.2 m/s ist, ,,sieht
die Stromung in der Diise die veridnderte Geometrie als Folge der Nadelbewegung nicht und kann
daher als quasi-stationdr behandelt werden. In der quasi-stationidren Behandlung wird die Diisen-
innenstromung stationdr fiir diskrete Nadelhiibe berechnet. Die Auswahl der charakteristischen
Nadelhiibe richtet sich an die Anforderung, den Nadelhubverlauf moglichst detailliert abzubil-
den, wie z.B. Offnungs- und SchlieBflanke, maximaler Hub und stationire Offnungsphase.

Die in der Ergebnismatrix der Diiseninnenstromungsberechnung abgelegte lokale Information
beinhaltet Dichte p; ;, Geschwindigkeitsvektor #; ;, Volumenfraktion «; ;, Flache A;, turbulente
kinetische Energie k; ; und Dissipation ¢; ; der Rechenzelle ¢ fiir die Phase j. Fiir die einphasige
Gemischbildungsrechnung, welche ausschliefflich die reine Fliissigphase beriicksichtigt, wird die
mehrphasige, riumliche Information gemittelt. Bei den integralen Grofen handelt es sich um den
iiber die Diisenaustrittsfliche A aufintegrierten Massen- und Impulsstrom 712 z; bzw. I ;. Fiir eine
mehrphasige Stromung, bestehend aus Fliissigkeit, Dampf und Umgebungsluft, setzen sich der
integrale Massen- und Impulsstrom aus der Summe der einzelnen Phasen zusammen.

mp = / Z i 0 Ui 5 dA und Ip = / Z pi,j&i,juij dA (4.43)
AS_FI.D,L AS_FID,L

Nach GI. (4.43) verhilt sich der Massenstrom 7 z; proportional zur Stromungsgeschwindigkeit u,
wihrend die Geschwindigkeit u quadratisch in den Impulsstrom I, mit einflieBt. Zur Erhaltung
von integralem Massen- und Impulsstrom wird daher eine gegeniiber der geometrischen Diisen-
austrittsfliche A, reduzierte effektive Fliche A, s, eingefiihrt (siche Abb. 4.9). Uber die dadurch
erhohte effektive Stromungsgeschwindigkeit .y wird gewihrleistet, dass das effektive Profil in
Abb. 4.9 den selben Massen- und Impulsstrom aufweist wie das reale Geschwindigkeitsprofil.

mFl = pplueffAeff und jFl = pFluszAeff (444)

Die Bestimmung der effektiven GroBen A.¢; und u.ss erfolgt mit Hilfe der dimensionslosen
Diisenbeiwerte fiir Durchfluss C;, Kontraktion C, und Geschwindigkeit C,

i A
Lo, 0, Co= Y und Oy = —ugy = — 2L (4.45)

Cq=
Uup Ageo up up Mgy
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wobei die mittlere und maximale Stromungsgeschwindigkeit definiert sind durch:

und oy = | 2PRTPE). (4.46)

pFlAgeo PFl

Mgy

u =

Die Bernoulli-Geschwindigkeit up tritt bei verlustfreier Durchstromung der Diise auf und wird
aus der Differenz der Driicke aus ,,Rail* pr und Kammer (Brennraum) px bestimmt.

N \Si\tz \ u ! | reales Profil
real
. oy L_o____ effektives
) Ha Profil
Nadel u R D N -E
7 ' ]
/ E E mittleres
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eeff N j i :
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N <_/9 N\ .
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X 2 B off | r
z Sitz Ageo Nadel

Abb. 4.9: Impulsvektor (links) und Geschwindigkeitsprofil (rechts) am Diisenaustritt.

Bei der Hochdruck-Benzin-Direkteinspritzung darf Kavitation nicht ginzlich ausgeschlossen wer-
den. Thr Auftreten innerhalb der Diise kann weitreichende Konsequenzen fiir die Gemischbildung
auflerhalb der Diise haben (siehe auch Kap. 4.1.1). Beispielsweise kann Kavitation aufgrund der
extremen Dichteunterschiede zu einer Massenungleichverteilung am Austritt fithren. Als Resultat
geht ein deformiertes Geschwindigkeitsprofil hervor, dessen effektive Ausbreitungsrichtung von
der geometrischen abweicht. In der integralen Beschreibung flie3t die lokale Form des Geschwin-
digkeitsprofils nicht mit ein. Der effektive Austrittswinkel 8, ;; muss daher zeitlich aufgeldst iiber

die Richtung des mittleren Impulsvektors I = (1,1, I.) beriicksichtigt werden (vgl. Abb. 4.9).
O.rp =2 arctan (1,/1,) (4.47)

Dariiber hinaus lassen sich auch Stromungsinhomogenititen iiber den Umfang des Diisenaustritts
erfassen, wie z.B. durch eine inhomogene Kraftstoffzufiihrung iiber die Nadelfiihrung. Massen-
und Impulsstrom aus GI. (4.43) miissen dazu mit dem Diskretisierungsgrad der Diiseninnenstro-
mungssimulation in Umfangsrichtung als stiickweise konstant betrachtet werden. Zusammen mit
Gl. (4.44) und (4.45) lasst sich daraus ein iiber den Umfang inhomogenes, effektives Geschwin-
digkeitsprofil als Randbedingung fiir die Gemischbildungssimulation bestimmen.

4.5.2 Turbulenter Primirzerfall
4.5.2.1 Turbulenter Aufbruch des fliissigen Strahlkerns

Bei Einspritzdriicken, wie sie in modernen Ottomotoren mit Hochdruck-Benzin-Direkteinsprit-
zung vorherrschen, nimmt der Einfluss der Vorgeschichte der Stromung auf den Strahlaufbruch
eine zentrale Bedeutung ein. Der entscheidende Beitrag fiir den Primérzerfall ist dabei der Tur-
bulenz der Fliissigphase aus der Diiseninnenstromung zu zuschreiben, wie aus der Dimensions-
analyse der wirkenden Krifte in Kap. 4.1.1 hervorgeht. Heukelbach et al. [59, 60] zeigten sowohl
experimentell als auch numerisch an ebenen Flachwasserstrahlen, dass sich durch die Turbulenz
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aus der Diiseninnenstromung disperse Tropfen vom Strahlkern ablosen und den Aufbruch des
intakten, fliissigen Strahlkerns einleiten. Ein dhnliches Verhalten beobachteten bereits Wu et al.
[168, 169] in ihren experimentellen Untersuchungen an zylindrischen Wasserstrahlen. Der Me-
chanismus des turbulenzinduzierten Priméraufbruchs ist auf die turbulenten Normalspannungen
der Diiseninnenstromung zuriickzufiihren, die unmittelbar nach dem Diisenaustritt die initialen
Storungen auf der Oberflache des Fliissigkeitsstrahls verursachen (siehe Abb. 4.10). Sie werden
durch die turbulenten Fluktuationen der Zustromung soweit verstirkt, bis sie schlieBlich Fliissig-
keitsligamente vom Strahlkern ablosen und disperse Tropfen bilden. Dabei wird vermutet, dass
die charakteristische Langenskala beim Aufbruch proportional zur turbulenten Lingenskala ist,
mit der die initialen Storungen zu wachsen beginnen (siehe z.B. [67, 168, 68, 15]).

Abb. 4.10: Vorstellung iiber den turbulenten Strahlaufbruch.

In Kap. 4.1.2 wurde bereits ein Ansatz fiir den turbulenten Strahlaufbruch nach Huh und Gos-
man [67] vorgestellt. Die reine Mittelwertbetrachtung der turbulenten Anfangsrandbedingungen,
die in [67] iiber einfache empirische Korrelationen fiir die Turbulenzgroflen abgeleitet werden,
erlauben nur eine duBerst restriktive Abbildung von diisenspezifischen Sensitivititen. Wu et al.
[168] berichteten bereits dariiber, dass die kleinskaligen Oberflichenstorungen und die daraus
resultierenden TropfengréBen stark von der Reynolds-Zahl und damit der Stromung abhéngen,
wihrend die grof3skaligen Storungen im Wesentlichen davon unbeinflusst sind. Demzufolge muss
fiir eine detaillierte Modellierung des turbulenten Strahlausbruchs die Breite des Spektrums der
turbulenten Groflenskalen beriicksichtigt werden. In dieser Arbeit werden die charakteristischen
TurbulenzgroBen £ und e am Diisenaustritt direkt iiber die Diiseninnenstromungsberechnung als
raumlich aufgelOste, nadelhubabhédngige Grofen beriicksichtigt und zusammen mit dem in Kap.
4.5.1 vorgestellten Konzept als Anfangsrandbedingung der Gemischbildungssimulation vorge-
geben. Dazu wird die lokale Information der Turbulenz aufgrund der Diskontinuitit zwischen
kontinuierlicher Diiseninnenstromung und disperser Tropfenphase in eine statistische Verteilung
fiir die relevanten turbulenten Lingenskalen tiberfiihrt.

Die Vorgehensweise bei der Ermittlung des turbulenten Langenskalenspektrums am Diisenaustritt
ist in Abb. 4.11 schematisch dargestellt. Den Ausgangspunkt bildet die Annahme, dass die Tur-
bulenzeigenschaften (k und €) der drei Phasen fiir Krafstofffliissigkeit, Kraftstoffdampf und Luft
identisch sind (phasen-homogene Turbulenz, d.h. kp; = kp = ky und ey = ep = €1, ). Jeder
Rechenzelle 7« am Diisenaustritt 1dsst sich iiber die Turbulenzgroen kr; ; und €p; ; ein turbulentes
Léangenmal /; ; zuordnen. Durch Gewichtung der turbulenten Lingenskalen /; ; mit dem Massen-
strom 77; jeder einzelnen Rechenzelle kann das Spektrum in eine kumulative Verteilung F'(1;)
tiberfithrt werden. Die in den Schranken 0 < F'(l;) < 1 normierte, kumulative Verteilung F(l;)

19Grundsitzlich ist auch die Beriicksichtigung von unterschiedlichen Turbulenzeigenschaften moglich (mehrpha-
sige Turbulenz).
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Turbulente Langenskala Kumulative turbulente Wahrscheinlichkeitsverteilung
am Diisenaustritt Léangenskalenverteilung
F(L,) . dF
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Abb. 4.11: Die turbulenten Lingenskalen am Diisenaustritt werden durch Gewichtung mit dem
Massenstrom in eine turbulente Lingenskalenverteilung transformiert.

lasst sich schreiben als:

1, i dl i
F(lt> == 0 ‘tar mit ml = Z pjozi7jui7in und ltﬂ' = it (448)
fot,max ltﬂ‘mz‘ dlt j=FL,D,L €i,Fl

Die korrespondierende Wahrscheinlichkeitsverteilung ergibt sich aus Differentiation von F'(1;).

dF (L,

lt, max

Fiir jeden charakteristischen Nadelhub der stationidren Diiseninnenstromungssimulation werden
die zugehorigen turbulenten Lidngenskalenspektren gemdll der oben beschriebenen Methodik
ermittelt. In der 3D-Simulation der Einspritzung konnen dann iiber den Nadelhubverlauf die
Zustinde zwischen den charakteristischen Nadelhiiben durch lineare Interpolation approximiert
werden. Dieses Vorgehen stellt sicher, dass auch iiber den Einspritzverlauf das transiente Stro-
mungsverhalten in der Diise und die damit verbundene Anderung der turbulenten Skalen am
Diisenaustritt beriicksichtigt wird.

Einen Sonderfall stellt der Zustand bei infinitesimal kleiner Nadeloffnung dar, da hier lamina-
re Stromung (Re — 0 fiir h — 0) vorliegt. Dieser Zustand wird jedoch aufgrund der steilen
Offnungs- und SchlieBflanken des Piezo-Aktuators der A-Diise zeitlich sehr schnell durchlaufen,
so dass die Relevanz des laminaren Stromungsregimes gegeniiber dem turbulenten vernachlissigt
werden darf. Die turbulente kinetische Energie kp; und die Dissipation e¢x; konnen demnach im
Zustand h — 0 durch Extrapolation der beiden nichst groleren Nadelhiibe angenéhert werden.

Die Inhomogenitit der Turbulenz iiber den Umfang des Diisenaustritts kann in Analogie zum
Kopplungskonzept fiir Massen- und Impulsstrom beriicksichtigt werden (siehe Kap. 4.5.1). Mit
der Auflosung der Diiseninnenstromungsberechnung in Umfangsrichtung werden sektorweise
konstante turbulente Lingenskalenverteilungen nach Gl. (4.49) bestimmt und fiir die Gemisch-
bildungssimulation als Anfangsrandbedingung vorgegeben.

Die Tropfengrofe wird dem Ansatz von Huh und Gosman [67] folgend proportional zur turbu-
lenten Lingenskala [, angenommen.
rrr = Clt lt (450)

Die turbulente Liangenskala [, selbst wird stochastisch aus der zum Ort und Nadelhub korre-
spondierenden Lingenskalenverteilung ermittelt. Die Modellkonstante C;, muss iterativ durch
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Abgleich der 3D-Simulation mit strahldiagnostischen Aufnahmen ermittelt werden. Mit der Pro-
portionalitit von TropfengroBe und turbulentem LingenmaB korreliert Gl. (4.50) gleichzeitig den
Tropfenradius mit dem Nadelhub rp,. ~ h.

Die Linge des intakten fliissigen Strahlkerns ermittelt sich aus der effektiven Einspritzgeschwin-
digkeit u. s (sieche Gl. (4.44)) und der Zerfallszeitskala 7,4, die fiir den turbulenten Strahlaufbruch
mit der turbulenten Zeitskala 7; gleichgesetzt wird.

Ly=uT=1UepfTa mit TA=Tt 4.51)

Infolge der turbulenten Fluktuation normal zur Hauptstromungsrichtung idndert sich folglich auch
die Bewegungsrichtung der abgeldsten Tropfen. Dem wird durch den initialen Offnungswinkel
(Dispersionswinkel) Af des Strahls Rechnung getragen.

!/
2
Af = 2 arctan (‘;%) mit U = 3 ki (4.52)

4.5.2.2 Turbulenter Zerfall disperser Tropfen

Auch nach dem Aufbruch des Fliissigkeitsstrahls unterliegen die gebildeten dispersen Tropfen
der Wirkung turbulenter Fluktuationen aus der Diiseninnenstromung bis hin zur vollstindigen
Dissipation der Turbulenzenergie. Somit ist auch nach der Tropfenbildung von turbulenzindu-
ziertem Zerfall der Tropfen auszugehen. Nach der in Kap. 4.1 beschriebenen Betrachtungsweise
des Primérzerfalls nach Wirkungsmechanismen ist der durch die Turbulenz der Diiseninnenstro-
mung verursachte Zerfallsmechanismus weiterhin dem Primirzerfall zu zuordnen.

Die Vorstellung des turbulenten Tropfenzerfalls steht in direkter Analogie zum turbulenten Strahl-
aufbruch. Infolge turbulenter Fluktuationen im Tropfeninneren wird der selbe in einen Schwin-
gungszustand versetzt, bis Tropfendeformationskrifte die Oberflichenspannungskrifte iiberstei-
gen und den Zerfall einleiten. Die Beriicksichtigung der Turbulenz als Tropfenzerfallsmechanis-
mus erfordert Kenntnisse tiber das zeitliche Verhalten der turbulenten kinetischen Energie kg
und deren Ddmpfung €p;. In Analogie zum k-e-Turbulenzmodell der Gasphase fiithrten Huh et al.
[68] Transportgleichungen fiir die Turbulenzgroen kp; und €x; der Tropfen ein, die von Tatschl
et al. [148] um den Kavitationseinfluss aus der Diiseninnenstrémung erweitert wurden.

dk de €
W” — —em+ Sk und WFZ = —Cezk—z (er — Sk) (4.53)

Die Modellkonstante C., = 1.92 wurde vom k-e-Turbulenzmodell iibernommen. Die vereinfach-
ten Gleichungen beinhalten keine Diffusions- und Produktionsterme, bis auf einen Kavitations-
quellterm Sk . Die durch die Implosion der Kavitationsblasen hervorgerufene Turbulenzenergie
geht als Quelle in die kp;-Gleichung bzw. als Senke in die ez;-Gleichung ein. Fiir den Fall, dass
keine Kavitation auftritt (Sx = 0) sind GI. (4.53) analytisch I6sbar.

ke (£)\ €
und  ep(t) = €emp < lj 10 ) (4.54)
Fl,0

1
Cep—1

€
kpi(t) = kpio < kFl[O (Coo—1) t+ 1)
Fl,0

Die Anfangswerte fiir ko = kri(to) und €0 = €pi(to) konnen aufgrund der hohen Einspritz-
geschwindigkeiten und der sich daraus ergebenden kurzen Verweilzeit der Fliissigkeit im intakten
Strahlbereich mit den gemittelten Werten am Diisenaustrittsbereich gleichgesetzt werden.
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Wird Kavitation beriicksichtigt, muss zur Losung von Gl. (4.53) der Radius der Kavitations-
blasen R sowie deren Zerfallsgeschwindigkeit R bekannt sein. Unter der Betrachtung von rein
mechanischen Effekten wird die zeitliche Anderung des Blasenradius durch die nicht-lineare
Rayleigh-Plesset-Gleichung!! beschrieben (siehe Isay [69]).

20 Fl

polt) =pll) _ gy 3oy Ar (4.55)
PFI 2 R pr R
Darin sind pp der Druck in der Blase, p,, der Umgebungsdruck, pp; die Dichte, vg; die kine-
matische Viskositidt und op; die Oberflaichenspannung. Die Annahme, dass neben thermischen
Effekten auch der Trigheitsterm, die Viskositidt und die Oberflachenspannung in Gl. (4.55) ver-
nachldssigbar sind, fithrt zur von Rayleigh hergeleiteten linearen Differentialgleichung, die ana-
lytisch 16sbar ist.

2 pa(t) — polt)
3 PFI

Als Anfangsrandbedingung kann der Kavitationsblasenradius R(t,) zur Zeit t = t, iiber die

Keimzahl N und dem Volumenanteil des Kraftstoffdampfes ap = Vp/Vi.s unter der Annahme

konstanter Blasengrofle abgeschitzt werden.

R? (4.56)

R(tg) = {/-—— (4.57)

Durch das Kollabieren der Blase wird die umgebende Fliissigkeit schlagartig in Bewegung ver-
setzt. Die freigesetzte kinetische Energie Fy;, der Fliissigkeit ergibt sich aus:
Ry =00

Evin = % ArRjv} dRy, = 2mpmR*R® mit vy (Ry) = (
RL=R

R
Rp
Darin beschreiben v;, die Geschwindigkeit und R; den Radius des Ligaments bzw. Tropfens.
Tatschl et al. [148] setzten in ihrem Ansatz voraus, dass die gesamte kinetische Energie Fj;, der
in Bewegung versetzten Fliissigkeit in Turbulenzenergie umgewandelt wird. Der Kavitations-
quellterm S in Gl. (4.53) lisst sich damit aus der zeitlichen Anderung der Energie aller im
Ligament der Masse m, enthaltenen Blasen n;, bestimmen.

Sk = Ejin — (4.59)

mr

Der turbulente Tropfenzerfall wird in Analogie zum aerodynamischen Zerfall [120] iiber ein
logarithmisches Zerfallsgesetz fiir die zeitliche Anderung des Tropfenradius r7, beschrieben.

d T r T
Forps = ( T ) — o~ Tt (4.60)
t

2 .
) R (4.58)

dt B

Der stabile Tropfenradius 77, und die turbulente Zerfallszeitskala 75 miissen modelliert wer-
den. Dabei wird angenommen, dass 77, proportional zum turbulenten LingenmaR /; und 75
proportional zur turbulenten Zeitskala 7; ist.

3 k%Q kp
rrey = A Cp X und 75 =B, — (4.61)
€rl €rl

Darin beschreibt C,, = 0.09 eine Konstante aus dem Turbulenzmodell. A, stellt eine Modell-
konstante fiir den stabilen Tropfenradius und B; eine Konstante fiir die Tropfenzerfallszeitskala
analog zum aerodynamischen Zerfallsmodell von Reitz [120] dar. Fiir dieselmotorische Einspritz-
strahlen geben Tatschl et al. [148] die Werte der Modellkonstanten mit A, = 2 und B; = 10 an.

! Abgeleitet von L. Rayleigh und von M.S. Plesset auf die Kavitationsblasendynamik iibertragen.
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Fiir die ottomotorische Einspritzung ist eine eigene Anpassung der Modellparameter erforderlich.

Der Ubergang von Primir- und Sekundirzerfall erfolgt iiber die Aufbruchsraten des turbulenten
und aerodynamischen Zerfalls. Es wird angenommen, dass die hochste Aufbruchsrate 77, aus GI.
(4.17) und (4.60) den Zerfallsmechanismus bestimmt.

max (7;Tr,a7 7;Tr,t) (462)

4.5.3 Modellierung der turbulenten Dispersion

Die fundamentale Bedeutung der turbulenten Dispersion und deren Einfluss auf die Strahlaus-
breitung wurde bereits in Kap. 3.2 diskutiert. Exemplarisch ist in Abb. 4.12 die zeitliche Folge
eines Einspritzstrahls einer A-Diise!?> ohne und mit Beriicksichtigung der turbulenten Dispersion
dargestellt. Im Fall mit deaktiviertem ) )

turbulenten Dispersionsmodell findet @) ©hne Dispersion b) O’Rourke Modell
kein Impulsaustausch durch turbulen- t,,,=0.5ms
te Interaktion statt, so dass die Auf-
weitung des Einspritzstrahls lediglich
durch den vorgegebenen Strahloff-
nungswinkel bestimmt wird und es
zu einer charakteristischen ,,Schnur- ts=1.0ms (g “Schnurstrahl”
strahlbildung® kommt. Demgegeniiber &
tritt mit dem deterministischen Modell ;
von O’Rourke [96] aus Kap. 4.4.2 ein
nicht physikalisches ,,Zerplatzen* des
Einspritzstrahls auf. Die Ursache ist " '™ @ “Zemplatzender
auf die fiir A-Diisen typischen kleinen Strahl '
TropfengroBen zuriickzufithren (vgl.
Regime 3 in Abb. 4.6). Aufgrund ih-
rer geringen Trigheit interagieren sie
zeitlich lange mit ein und dem selben

turbulenten Wirbel, d.h. iiber grofle
Korrelationszeiten 7,,, wirkt die sel- ~ Abb. 4.12: Einspritzstrahlberechnung fiir eine A-

be turbulente Schwankungsgeschwin- Diise auf einem diisenauflosenden Gitter: a) ohne Di-
digkeit «’. Mit noch kleineren Tropfen spersionsmodell und b) unphysikalisches ,,Zerplat-
verstirkt sich sogar dieser Effekt des zen‘ des Strahls mit dem Modell von O’Rourke [96]
,Zerplatzens*. (Partikeldarstellung: links 3D, rechts 2D-Schnitt).

Die grundlegende Problematik der Modellierungsmethodik von O’Rourke liegt in der ,,direkten®
Berechnung der Tropfenfluktuation durch die Gasphasenturbulenz. Da aus Auflosungsgesichts-
punkten bereits die Gasphase nur statistisch beschrieben werden kann, ist auch fiir die Fliissigpha-
se eine deterministische Berechnung der turbulenten Fluktuationen nicht sinnvoll zu applizieren
(siehe Kap. 3.2.2). Eine alternative Beschreibung der turbulenten Dispersion, welche die explizi-
te Berechnung der turbulenten Fluktuationen umgeht, beruht auf einer Analogie zur kinetischen
Gastheorie. Der Beschreibungsweise der Brown’schen Molekularbewegung folgend wird ange-
nommen, dass die Statistik der turbulenten Partikelbewegung die Fokker-Planck-Gleichung'? er-

12Randbedingungen fiir die 3D-Simulation der Einspritzung gemif Kap. 3.2.1.
Bbenannt nach den Physikern Adriaan Daniél Fokker und Max Planck.
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fuillt. Sie ldsst sich aus der auf den Einspritzstrahl iibertragenen Boltzmann-Gleichung (Strahl-
gleichung (2.29)) und der Langevin-Gleichung (4.35) herleiten.

o . I 0 . 0 .
G Ve (0 F0) + Vo i) + 5o (i) + e (0T
= Vi (Dsz Vi) + Vi (Dga Va¥0) + Vi - (Dag Va 00) + f (4.63)

Darin beinhaltet die Tropfenbeschleunigung i, nun die mittlere Gasgeschwindigkeit ¢, wih-
rend die turbulente Schwankungsgeschwindigkeit ' ¢ in den drei neu eingefiihrten Diffusionster-
men mit den Koeffizienten Dzz, Dz und Dy; als statistische Information enthalten ist. Die wei-
teren Terme sind denen der Strahlgleichung (2.29) dquivalent. Die urspriingliche Fokker-Planck-
Gleichung wurde zur Beschreibung der Brown’schen Bewegung, d.h. der Molekiilbewegung in
einem Gas unter dem Einfluss thermischer Fluktuationen, abgeleitet. Analog hierzu beschreibt
Gl. (4.63) die Tropfendynamik in einem Fluid unter der Wirkung turbulenter Fluktuationen.

Kriiger [77] verfolgte diesen Ansatz und leitete auf Basis der Fokker-Planck-Gl. (4.63) ein Mo-
dell fiir den Grenzfall groler Tropfen (St > 1) ab. Allerdings ist gerade aufgrund dieser An-
nahme die Anwendung fiir A-Diisen nicht geeignet. Eine allgemeingiiltige Formulierung der tur-
bulenten Dispersion, welche eine iibergreifende Beschreibung der Dispersionsregimes nach Abb.
4.6 erlaubt, basiert auf dem Transport der auf den Tropfen einwirkenden TurbulenzgréBen der
Gasphase. Den Ausgangspunkt bei der Herleitung der Tropfentransporteigenschaften bilden die
Gleichungen fiir die zeitliche Anderung der Varianzen fiir Tropfengeschwindigkeit 02, und -ort
o2, sowie der Kovarianz o2,. Mit Hilfe von GI. (4.35)-(4.36) ergeben sie sich zu:

d , d

70m = g (Wrry rrj — Uprg Upry) = 2D, (UTr,ij Ugy — wa) 0ij (4.64)
d d i

gaiu = 7 (Trri Urrj — Tprg Uprj) = Dy (D + Tryij UG — aﬁu) dij  (4.65)
d , d 2

70 = (TTri Ty — Trrs Trry) = 2 05, 0ij (4.66)

Zusammen mit der Losung der linearisierten Langevin-Gleichung (4.39) lassen sich die unbe-
kannten Korrelationen in Gl. (4.64) und (4.65)

— DaTkorr 2
wote = P ()] e e

m _ 0_2 DaTkorr Tkorr 1— exp | — 2t
“ 2+ DaTkorr 2 Tkorr

+ L (e:cp (—t (Da 42 )) —exp (— & ))] (4.68)
Da Tkorr Tkorr

bestimmen, wobei fiir die turbulenten Gasphasenfluktuationen, die auf den Tropfen entlang seiner
Trajektorie einwirken, eine kontinuierliche Korrelationsfunktion angenommen wurde.

ul (1) uy(12) = 0® exp <—2 n = 7—2|) i (4.69)
Tkorr
Im dynamischen Gleichgewicht (t — co) konvergieren die Ausdriicke in Gl. (4.67)-(4.68) zu:
. 7 DaTkow‘
tli{& UTrij U/G = O’Qm und (470)

2 2
o DaTkorr

1 .. / — - -
tlirglo Tryrij U 321 Duro “4.71)
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Eine anschauliche Darstellung fiir die Transportgleichungen (4.64)-(4.65) erschlief3t sich durch
Substitution der Varianz der Tropfengeschwindigkeit mit kp,. = afm und k7, 0 = (uTm-j u’G)OO

sowie der Kovarianz mit Dy, = 02, und Dy oo = (2705 ug) .

kry = 2D, (krroo — krv) und (4.72)
Dr. = kpv+ Do (Drroo — Dry) (4.73)

Die GroBe kp, ist als turbulente kinetische Energie und Dy, als Diffusionskonstante der Tropfen-
phase (siehe dazu Gl. (4.66)) zu interpretieren, die beide aus der Interaktion mit der Turbulenz der
Gasphase resultieren und nicht mit Tropfenturbulenzgroflen aus Kap. 4.5.2 zu verwechseln sind.
krr.0o und Dy, o beschreiben den Gleichgewichtszustand, zu dem die Tropfeneigenschaften kr,
und Dy, streben, wie es die analytische Losung von Gl. (4.72) und (4.73) zeigt.

krr(t) = krroo+ (krro — krroo) €xp(—=2Dg (t — to)) (4.74)
1
D (t) = krroo (t —to) + %) (krro — kry (1))
+Drroo + (Drro — Drroo) exp (=D, (t = 1)) 4.75)

Unmittelbar nach dem Primirzerfall wirkt auf den Tropfen keine Gasfluktuation, so dass die An-
fangsrandbedingungen mit kr,.(t = 0s) = 0m?/s? und D7, (t = 0s) = 0m?/s gegeben sind.

Wihrend k7, und Dp, als Eigenschaft mit den Tropfen transportiert werden und damit implizit
fiir den turbulenten Dispersionsprozess beriicksichtigt sind, muss der Tropfenort explizit berech-
net werden. Durch Integration von Gl. (4.66) lédsst sich der Tropfenort mit der Varianz

t
o2 (t) =2 / o2,dt = 2D, (t — tg) 6 (4.76)

to
stochastisch aus einer GauB3-Verteilung nach Gl. (4.37) bestimmen. Die Diffusionskoeffizienten
der Fokker-Planck-Gleichung (4.63) ergeben sich aus dem Abgleich der Varianzen und Kovari-
anzen mit denen der Langevin-Gleichung.

2 2 2
U_ (DaTkorr) und quﬁ _ 0_2 DaTkorr
22+ DaTkorr 2+ DaTkorr
Die Grenzfallbetrachtung fiir den Gleichgewichtszustand (oo) der Tropfeneigenschaften zeigt,
dass fiir groBe Tropfen (St > 1) die Varianzen fiir Geschwindigkeit und Ort sowie die Kovarianz
identisch mit denen von O’Rourke [96] und Kriiger [77] abgeleiteten Gleichungen sind. Ebenso
ist die Formulierung fiir kleine Tropfen (St < 1) konsistent mit der von O’Rourke [96].

Dzz =0 , Dz = 4.77)

2 2
o o
St>1: O'iu = 7Da7’ko,«,«5ij , aiu = ?Tkorréij und aim = 0 Thorr At
) (4.78)
St<1: o2, = o’ 2 = Dby und 02, = 02T ALS;;
<L 1: oy, =070 , Onu 5 Tkorr0ij UNd 05 = 0" Tgory ij

Im Grenzfall kleiner Tropfen (St < 1) ist von dynamischem Gleichgewicht zwischen Tropfen
und Gasphase auszugehen, d.h. der Tropfen folgt ohne Relativbewegung der Fluktuation der Gas-
phase (siehe Abb. 4.6 c). Die turbulente Dispersion kann somit analog zur Gasphase durch eine
Art Boussinesq-Ansatz iiber einen Diffusionsprozess im Ort abgebildet werden. In kontinuierli-
cher Formulierung beschreibt das 2. Fick’sche Gesetz (im Sinne einer ,,Operator-Split“-Methode
wurden die weiteren Terme weggelassen)

o .
a?/f(l’Tr, t) — Dy Az Y(Zpy, t) =0 4.79)
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mit der Losung

N . 1 (fTr - §Tr)2
V(X t) = m exp <_Tﬂt> (4.80)

den Diffusionsprozess exakt. Aufgrund der Annahme homogener Turbulenz zwischen den Pha-
sen ,,diffundieren* die Tropfen mit gleicher turbulenter Impulsdiffusivitit wie die Gasphase.

Dry = v 4.81)

In Analogie zur Brown’schen Molekularbewegung ldsst sich der turbulente Diffusionsprozess
in Lagrange’scher Betrachtungsweise durch eine ungerichtete Zufallsbewegung (engl. ,,random-
walk*) der Tropfen abbilden. Unter der Voraussetzung, dass die Geschwindigkeitsfluktuationen
u' mit der Varianz 02, = o2 gauBverteilt sind, folgt die Zufallsbewegung im Ort ¥ einer GauB3-
Verteilung.

Lo 1 . _(:ET,«—%TT)2
Y(Trm 1) = (Varon®) ( 202, (1) ) (*82)

Eine charakteristische Eigenschaft von Diffusionsprozessen ist, dass die Varianz im Ort o2, also
der mittlere quadratische Abstand des diffundieren Tropfens von seinem Ausgangspunkt, pro-
portional mit der Zeit ¢ anwichst. Der Vergleich der Koeffizienten der exakten Losung der Dif-
fusionsgleichung (4.80) und Gl. (4.82) zeigt zudem, dass sich die Varianz im Ortsraum

02, (t) = 2Dg, (t — o) 65 = 2v, (t — to) &y (4.83)
proportional zur turbulenten Viskositit v, = C,k*/e = o*7; verhilt und damit dquivalent zu GI.
(4.78) fiir den Grenzfall kleiner Tropfen (St < 1) ist. Diese Formulierung ist auch gegeniiber
dem O’Rourke’schen Modell (siehe Gl. (4.42)) physikalisch konsistent, in der numerischen Be-
schreibung jedoch verschieden.

4.5.4 SchlieBung des Strahlmodells fiir A-Diisen

Fiir die vollstandige SchlieBung der strahldynamischen Modellbildung fiir A-Diisen miissen An-
sdtze fiir den Sekundéarzerfall, Tropfenwiderstand und Stoprozesse gefunden werden. Die dafiir
verwendeten Modelle werden im Folgenden zusammengefasst.

e Sekundirzerfall: Fiir die Simulation des aerodynamischen Zerfalls wird das ,,Wave*-
Modell aus Kap. 4.1.4 herangezogen, da es die komplexen Zerfallsprozesse regimeiiber-
greifend in kontinuierlicher Form abbildet. Fiir die ottomotorische Einspritzung jedoch be-
darf die Zerfallskonstante B; aus Gl. (4.19) einer Anpassung. Der Ubergang vom Primiir-
zum Sekundirzerfall wird nach Gl. (4.62) modelliert.

e Tropfenwiderstand: Der Tropfenwiderstand c,, wird nach GI. (4.29) und Gl. (4.30) in
Abhingigkeit von der Reynolds-Zahl und dem Volumenanteil der Fliissigphase berechnet.
Zusitzlich wird die Tropfenverformung iiber Gl. (4.31) beriicksichtigt, wobei fiir den Form-
widerstandsbeiwert Gl. (4.32) zugrunde gelegt wird. Dem Effekt der Stefan-Strémung wird
durch die Korrektur des Widerstandsbeiwertes nach Gl. (4.33) Rechnung getragen.

e Tropfenkollision und -koaleszenz: Aufgrund der unzureichenden Auflosbarkeit der Stof3-
prozesse (vgl. Kap. 4.2) werden Tropfenkollisionen und -koaleszenz nicht explizit berech-
net. Koaleszenz ist ein zum Zerfall gegenldufiger Prozess und wird implizit iiber die Anpas-
sung der Zerfallskonstanten beriicksichtigt. Die aus dem StoBprozess resultierende Impuls-
diffusion wird gleichermallen implizit iiber eine effektive turbulente Dispersion abgebildet.



Kapitel 5

Verdampfungsmechanismen der
Gemischbildung

Ottomotorische Kraftstoffe wie Normalbenzin und Eurosuper bilden ein komplexes Gemisch aus
einer Vielzahl verschiedener Kohlenwasserstoffkomponenten. Meist wird ihr Verdampfungsvor-
gang aus Griinden der Komplexitit und des Rechenaufwandes mit Modellen fiir einkomponentige
(Ersatz-) Kraftstoffe beschrieben. Das Verdampfungsverhalten des realen Kraftstoffes ldsst sich
damit nur unzureichend beschreiben, da die Fliichtigkeit der verschiedenen Komponenten nicht
beriicksichtigt ist. Gerade bei strahlgefiihrten Brennverfahren, bei denen Ziindung und Verbren-
nung extrem sensitiv auf die lokale Gemischzusammensetzung reagieren, spielen Realkraftstoff-
eigenschaften eine wichtige Rolle.

Das vorliegende Kapitel befasst sich mit der Modellierung der Mehrkomponentenverdampfung.
Hierzu wird auf ein von Tanim und Hallett [147] vorgestellter Ansatz zuriickgegriffen, der auf
Basis der kontinuierlichen Thermodynamik die Kraftstoffzusammensetzung in statistischer Form
beschreibt. Der Schwerpunkt in dieser Arbeit ist es, das urspriinglich fiir die Destillation ent-
wickelte Modell auf die motorische Gemischbildung zu iibertragen und in einer neuen Form
mit den stromungsmechanischen Gleichungen zu koppeln. Zunichst werden in Kap. 5.1 und 5.2
die Mechanismen der Tropfenverdampfung diskutiert und Modellierungsmethoden gegeniiber-
gestellt. Anschliefend wird in Kap. 5.3 das Mehrkomponentenverdampfungsmodell in einer fiir
innermotorische Stromungen weiterentwickelten Form vorgestellt. Dariiber hinaus wird in Kap.
5.4 die iiberhitzte Verdampfung diskutiert, wie sie bei strahlgefiihrten Brennverfahren im Teil-
lastbetrieb mit saugsynchroner Direkteinspritzung bei Regeneration des Katalysators vorliegt.

5.1 Mechanismen der Tropfenverdampfung

Der Verdampfungsvorgang stellt aufgrund des Phasenwechsels ein instationires Problem dar. Zu
Beginn der Verdampfung bildet sich an der Tropfenoberfliche eine Dampfhiille, deren Partial-
druck dem Dampfdruck entspricht. Die Dampfkonzentration an der Oberfldache ist dabei noch
gering. Durch die konvektive Warmezufuhr steigen die Tropfentemperatur und damit auch die
Dampfkonzentration an der Tropfenoberfliche an. Dies erhoht das den Verdampfungsprozess
treibende Konzentrationsgefille zwischen Tropfenoberfliche und Umgebungsgas und fiihrt un-
mittelbar zu einer Zunahme des Massenaustausches. Schlielich wird die so genannte Kiihlgrenz-
temperatur! erreicht, bei welcher der Partialdruck des Kraftstoffdampfes dem Dampfdruck des
Tropfens entspricht und die Fliissigkeit siedet. In motorischen Fillen wird der Verdampfungsvor-

'In diesem Zustand wird die gesamte dem Tropfen zugefiihrte Wirme zur Verdampfung aufgebracht. Die Trop-
fentemperatur erreicht damit einen stationdren Wert, der geringfiigig unterhalb der Siedetemperatur liegt.

51



52 5 Verdampfungsmechanismen der Gemischbildung

gang zusitzlich durch die Relativbewegung des Tropfens zum umgebenden Gas beschleunigt. Die
malgebliche Wirkung liegt im konvektiven Abtransport der Dampfmasse, wodurch sich das Kon-
zentrationsgefille von Tropfen und Gas vergroflert. Im Tropfen selbst wird eine Strémung indu-

ziert, so genannte ,,Hills*“-Wirbel, die

1 A ; . . . .
konvektiver Tyl T, fiir eine intensive Durchmischung sorgen
Wirmeaustausch P . . .
_ Yoo und die Homogenisierung von Tempera-
NG tur und Stoffeigenschaften fordern (siehe
Massen- "\ 22y Umgebungsgas Abb. 5.1).
austausch & S
Tropfen Yo- Das Verdampfungsverhalten von Kraft-
=ty r— r stoffen hidngt neben Druck und Tempe-
Phasen- Rezirkulation ratur grundlegend von ihrer Stoffzusam-
grenze ("Hills”-Wirbel) mensetzung ab. Ottomotorische Kraft-
“Dampfhiille”

stoffe, wie z.B. Normalbenzin oder Eu-

rosuper, setzen sich aus mehreren hun-

Abb. 5.1: Prinzipbild der Tropfenverdampfung. dert verschiedenen Kohlenwasserstoffen

zusammen. Dazu zidhlen vor allem Alka-

ne? (35-65%), aber auch Alkene’ (0-35%) und Aromaten* (23-55%) (siche Wenck et al. [162]).

Die Komponenten unterscheiden sich beziiglich Molekiilgrofle und -struktur und haben demzu-
folge unterschiedliche physikalische und chemische Eigenschaften.

—> .
—> Relativbewegung
—

Der Einfluss der Kraftstoffzusammensetzung lésst sich anhand der Siedekurve verdeutlichen. Sie
beschreibt den Volumenanteil des verdampften Kraftstoffes bei der jeweiligen Temperatur. In
Abb. 5.2 sind fiir n-Heptan (C; H14) und Benzin als Realkraftstoff sowie als einkomponentigen
Modellkraftstoff die Siedelinien® dargestellt. Wihrend die Siedetemperatur der beiden Einkom-
ponentenkraftstoffe konstant verlduft, erstreckt sich der Siedebereich von realem Benzin iiber

einen breiten Temperaturbereich. Dabei ver-

500 —— : : L :
: : ' ' dampfen bei niedrigen Temperaturen die
| | &= n—Heptan |

o0 Benzin (einkomponentig) leichtfliichtigen und bei hoheren Temperatu-
450 || 00 Benzin (mehrkomponentig) | ...t | ren die schwerfliichtigen Komponenten. Das

) Ende der Siedelinie wird durch Riickstands-
= bildung bestimmt. Die Giite des Ottokraft-
g 400 stoffes wird an drei Punkten ausgemacht. Der
32 10%-Punkt, bei dessen Temperatur 10% des
E Kraftstoffes verdampft sind, dient zur Be-

350 wertung des Kaltstartverhaltens, der 50%-

Punkt charakterisiert das Instationdrverhal-
ten und der 90%-Punkt beurteilt die Neigung

300

I 2:0 ' 4:0 ' 6:0 ] 3:0 oo des Kraftstoffes zur Riickstandsbildung (z.B.
Destillat [Vol. %] Verkokungen, Riickkondensation) im Brenn-
Abb. 5.2: Siedelinie fiir reales Benzin [135], raum. Fiir die ottomotorische Gemischbil-

dung ist von einem malgeblichen Einfluss

Benzin als einkomponentiger Modellkraftstoff i g ) )
des Siedeverhaltens auf die Gemischbildung

und n-Heptan [7] unter Atmosphirendruck.

2Alkane C,, Ho,, o sind gesiittigte, kettenférmig aufgebaute Kohlenwasserstoffe mit Einfachbindungen.

3Alkene C,, Hs,, mit m < n sind ungesittigte Kohlenwasserstoffe mit mindestens einer Doppelbindung.

* Aromaten sind ungesiittigte, ringformig aufgebaute Kohlenwasserstoffe mit konjungierten Doppelbindungen.

Der Siedebereich ist neben der Kraftstoffzusammensetzung zusitzlich vom Druck abhiingig, d.h. dass sich mit
zunehmendem Druck auch der Siedebereich zu hoheren Siedetemperaturen verschiebt.
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auszugehen. Sowohl fiir homogen-vorgemischte Brennverfahren, bei denen der Kraftstoff mit
frither Einspritzlage in eine ,kalte* Umgebung eingebracht wird und sich dadurch die Autheiz-
phase verldangert sowie der Verdampfungsvorgang verlangsamt, als auch fiir das zur Gemischbil-
dung sensitive, strahlgefiihrte Brennverfahren muss das Siedeverhalten des Kraftstoffes fiir die
detaillierte Abbildung des Verdampfungsprozesses mit beriicksichtigt werden.

5.2 Konventionelle Tropfenverdampfungsmodelle

Tropfenverdampfungsmodelle werden mit Experimenten an ruhenden Einzeltropfen® validiert.
Die abgeleiteten Ansitze unterschieden sich dabei stark in ihrer Komplexitit. Wihrend die einfa-
cheren Modelle von einkomponentigen Kraftstoffen ausgehen und tropfeninterne Transportvor-
ginge vernachlissigen, beriicksichtigen die komplexen und rechenzeitintensiven Ansitze trop-
feninterne Stromungen und die Kraftstoffzusammensetzung. Ahnlich wie bei allen anderen in-
nermotorischen Prozessen muss bei der Modellierung der Tropfenverdampfung ein Kompromiss
zwischen Detaillierungsgrad und Rechenzeit gefunden werden. Ublicherweise wird von einem
kugelsymmetrischen Tropfenverdampfungsprozess ausgegangen, wodurch sich das 3D- auf ein
1D-Problem entlang der Radiuskoordinate reduziert. Ferner wird eine konvektive Anstrémung
durch empirische Korrekturen beriicksichtigt. Weitere Annahmen, welche die Modellbildung ver-
einfachen, sind isobare Verdunstung, keine Loslichkeit von Luft im Tropfen, Vernachlédssigung
von Wirmestromen durch Konzentrationsgradienten (Dufour-Effekt) und Massendiffusion durch
Temperaturgradienten (Soret-Effekt) sowie die Vernachlidssigung von Wirmeiibertragung durch

Uniform- Rapid Conduction-| Diffusion- Direkte
Modell d?>-Modell |Temperature-| Mixing- Limit- Limit- numerische
Modell Modell Modell Modell Simulation
Gasphase Integrale Beschreibung. Berticksichtigung der Konvektion durch
empirische Korrekturen fiir Wiarme- und Stofftransport. 3D-Losung
Aufheizung 1D der Navier-
& Verdamp- unendlich schnelle 1D konduktiver |  Stokes
fung zeitlich Mischung und konduktiver | Wirme- |Gleichungen
Tropfen- getrennt, Wirmeleitung, Wiirme- und fiir Gas- und
inneres homogene homogene transport, | diffusiver Tropfen-
Temperatur | Tropfentemperatur und |Stoffmodelle Stoft- innen-
und Stoffei- Stoffeigenschaften transport, | stromung
genschaften Stoffmodelle
Komponenten| eine eine mehrere eine mehrere mehrere
Symmetrie- Kugelsymmetrie. Asymmetrie bei umstromten Tropfen keine
annahme in konvektiven Korrekturen enthalten.
Diskreti- | ) ine keine keine | 1D (radial) | 1D (radial) | 3D
sierung
Motorische ) ) . . .
Applikation keine Standard | akademisch | akademisch | akademisch keine
pplika
Rechenzeit gering vertretbar hoch sehr hoch | sehr hoch |extrem hoch

Tab. 5.1: Konventionelle Modellierungsansitze fiir die Verdampfung von Einzeltropfen.

®Einzeltropfen werden in akustischen Levitatoren durch eine stehende Welle bzw. in optischen Levitatoren durch
einen Laser ortsfest gehalten und die Anderung der Tropfengro3e gemessen.
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Strahlung. Ein Uberblick iiber die giingigsten Modelle ist in Tab. 5.1 dargestellt. Eine detaillierte
Beschreibung sowie ein Vergleich der Modelle ist in Stengele [140] zu finden.

Aufgrund der stark unterschiedlichen Stoffeigenschaften wird bei der Modellierung der Ver-
dampfung eine rdumliche Unterteilung vorgenommen, welche die Gasphase um den Tropfen,
die Phasengrenze und das Tropfeninnere beinhaltet. Im ersten Schritt werden die Gleichungen
der Gasphase gelost. Uber die Erhaltungs- und Gleichgewichtsbeziehungen an der Phasengrenz-
flache werden dann die Differentialgleichungen der Gasphase mit denen des Tropfens gekoppelt.

5.3 Modellbildung fiir die Verdampfung von Mehrkomponen-
tenkraftstoffen

Die wichtige Bedeutung der Kraftstoffzusammensetzung und deren Einfluss auf die Verdamp-
fung wurde bereits in Kap. 5.1 diskutiert. Fiir die Berechnung des Verdampfungsvorgangs mehr-
komponentiger Kraftstoffe stehen nach Tab. 5.1 prinzipiell zwei Modelle — das ,,Rapid-Mixing*-
und ,,Diffusion-Limit*“-Modell — zur Verfiigung. In beiden Ansétzen wird die Kraftstoffzusam-
mensetzung iiber eine endliche Anzahl diskreter Komponenten abgebildet. Da sowohl fiir den
Tropfen als auch fiir die Gasphase Erhaltungsgleichungen der einzelnen Komponenten gelost
werden miissen, steigt der Rechenaufwand tiberproportional zur Komponentenanzahl an. Fiir ot-
tomotorische Kraftstoffe ist damit eine aus industrieller Sicht sinnvolle Applikation dieser Model-
le nicht mehr gegeben. Sie bleiben aus Rechenzeitgriinden auf bi- oder trindre Gemische limitiert.

Ein alternativer Ansatz zur Berechnung der Verdampfung mehrkomponentiger Kraftstoffe wurde
von Tanim und Hallett [147] auf Basis der kontinuierlichen Thermodynamik abgeleitet. Darin
wird die Kraftstoffzusammensetzung statistisch durch eine kontinuierliche Verteilung beschrie-
ben. Der entscheidende Vorteil dieser Methode liegt in der reduzierten Anzahl der zu 16senden
Gleichungen. Wihrend in der diskreten Thermodynamik eine extensive Grofle von Temperatur
T, Druck p und der Anzahl der Kraftstoffkomponenten n4, ..., n, abhingt, bildet die kontinuier-
liche Thermodynamik die s-Komponenten durch eine Verteilungsfunktion f ab. Eine extensive
GroBe ist damit lediglich eine Funktion von Temperatur, Druck und der Verteilung selbst.

Nach ersten Untersuchungen am Einzeltropfen von Tanim und Hallett [147] folgten diesem An-
satz u.a. Hallett [53, 54, 55], Harstad et al. [57] und Zhu et al. [171]. Die motorische Anwendung
wurde im Wesentlichen von Lippert [82, 83] und Reitz et al. [121] geprigt, deren Fokus auf die
dieselmotorische Einspritzung unter Kaltstartbedingungen gerichtet war.

5.3.1 Modellierung der Kraftstoffzusammensetzung

Die Zusammensetzung eines Mehrkomponentenkraftstoffes lidsst sich nach Tanim und Hallett
[147] durch eine halb-unendliche Verteilungsfunktion fj;, in Abhidngigkeit der Molmasse M
abbilden.

My (M=) . > _
uatin) = S p( . ) [ fun =1 s

Die Normierung der Verteilung fy;,;(M) erfolgt mit der I'-Funktion. Die GroBen «, [ und ~
stellen die Formparameter der Funktion dar. Sie miissen an die molare Zusammensetzung des
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zugrunde liegenden Kraftstoffes angepasst werden. Charakterisiert wird die molare Verteilungs-
funktion durch deren Mittelwert 6 und Varianz 2. Aufgrund der Gewichtung der Varianz o mit
(M —0) ist fiir eine einfachere mathematische Formulierung der Grundgleichungen die Beschrei-
bung der Verteilungsfunktion aus GI. (5.1) iiber das 2. Moment v vorzuziehen [147]. Mittelwert
6 und 2. Moment 1) berechnen sich durch Integration von fy;, (M) gewichtet mit M bzw. M?2.

0= | huaM) MM —a g+
0

wz/fMM@MMM:W+H
0

und (5.2)

mit o? = a [

(5.3)

Im Grenzfall o — 0 konvergiert fy,;(M) zu einer diskreten Verteilung, so dass sich auch ein-
komponentige Kraftstoffe wie n-Heptan darstellen lassen. Fiir Benzin ist die molare Verteilung
faror(M) exemplarisch in Abb. 5.3 veranschaulicht. Die zugehorigen Formparameter sind Tab.

5.2 entnommen. Grundsitzlich kénnen auch
unter in Inkaufnahme von héherem Rechen-
aufwand mehrere Verteilungen, z.B. fiir Alka-
ne und Aromaten, verwendet werden. Durch
Superposition ergibt sich ein bimodales Spek-
trum (siehe Abb. 5.3). Erste Untersuchungen
hierzu wurden von Hallett und Grimwood
[55] sowie Harstad et al. [57] an ruhenden
Einzeltropfen durchgefiihrt. Fiir die motori-
sche Gemischbildung miissen die Effekte ei-
ner bimodalen Verteilung noch genauer ana-
lysiert werden. In dieser Arbeit wird aus Re-
chenzeitgriinden zur Simulation der ottomo-
torischen Gemischbildung auf eine monomo-
dale Verteilung zuriickgegriffen.

3.5----!----!--v-.----,----
H 1 o—o Alkane

3.0 -——————————1:———————————i— ————— &~—A Aromate
: | —— Benzin (bi—mod.)

IS U F — Benzin (mono—mod.) ||

JruaM) [%]

200

100
Molekulargewicht M [kg/kmol]

0 50

Abb. 5.3: Kontinuierliche mono- und bimodale
Verteilungsfunktion fiir Benzin

‘ Qg ‘ Bri ‘ Y ‘ Or [%] ‘ OFl [%} ‘ PFI [%] ‘ Quelle ‘
n-Heptan | 100 0.1 |90.2 100.2 1 683.75 | Tanim und Hallett [147]
Benzin | 10.28 | 9.82 0 100.95 31.49 751 Hallett [54]
Kerosin | 50.0 | 3.525| O 176.25 24.9 819 Lippert [82]

Tab. 5.2: Formparameter und Stoffeigenschaften verschiedener Kraftstoffe.

Im Hinblick auf die thermophysikalischen Stoffeigenschaften offenbart sich die Schwierigkeit,
dass die Stoffeigenschaften einer allgemeinen und kontinuierlichen Form geniigen miissen, die
neben dem thermodynamischen Zustand auch die Abhédngigkeit von der Molmasse beinhaltet.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird hierzu meist auf einfache empirische Stoffkorrelatio-
nen zuriickgegriffen, wie sie von Tanim und Hallett [147] und Lippert [82] vorgestellt wurden.
Eine ausfiihrliche Dokumentation iiber die zugrunde liegenden Stoffkorrelationen ist, sofern sie
in den folgenden Abschnitten nicht beschrieben wird, in Anhang A zu finden.

5.3.2 Beschreibung der Gasphase in der Tropfenumgebung

Die Gasphase kann instationdr oder quasi-stationidr beschrieben werden. Die quasi-stationére
Betrachtung beruht auf einer integralen, analytischen Beschreibung mit vertretbarem Rechen-
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aufwand. Im Gegensatz dazu fiihrt die instationdre Betrachtung zu partiellen Differentialglei-
chungen, die analytisch nicht 16sbar und demzufolge mit hoheren Rechenzeiten verbunden sind.

Als Kriterium zur Abschitzung der instationidren Einfliisse dient bei ruhendem Tropfen in ru-
hendem Gas die Diffusionszeit 74¢; = d%r /Dg¢. Sie ist ein MaB fiir die zeitliche Dauer des
Massentransports in der Gasphase. Unter ruhenden Bedingungen sind quasi-stationdre Modelle
dann anwendbar, wenn die Diffusionszeit gegeniiber der Verdunstungszeit des Tropfens klein ist
(Taiff < Tvera)- Nach Hubbard et al. [66] ist diese Bedingung bis zu Driicken von p = 10 bar er-
fiillt. Bei relativer Bewegung des Tropfens zum Gas dominiert nach Stengele [140] die konvektive
Zeitskala Ty, = dry/uyre, Welche die zeitliche Dauer fiir den Abtransport des Kraftstoffdampfes
beschreibt. Bei der Benzin-Direkteinspritzung ist die konvektive Zeitskala wesentlich geringer als
die Lebensdauer des Tropfens (Txony << Tverd), SO dass die Anwendung quasi-stationdrer Modelle
trotz Hochdruckatmosphire gerechtfertigt ist.

Die quasi-stationdre Betrachtung fiihrt auf gewohnliche Differentialgleichungen. Fiir einen sphé-
rischen Tropfen ist aus Symmetriegriinden die Stromung radial gerichtet, wodurch sich die Be-
schreibung auf eine Dimension entlang der Radiuskoordinate r reduziert. Unter Vernachlédssigung
von Auftriebskriften und thermischer Diffusion sowie mit der Annahme von konstanten Stoff-
werten lauten die zugrunde liegenden Erhaltungsgleichungen in der Tropfenumgebung [54]:

Gesamtmole: caur? = N T%T 5.4)
Kraftstoffmolenbruch: e, 20— DO (L0 (5.5)

or r2 Or or

8 (YDQD) CGD 6 28 (YDQD)
. — il el ok 74 5.6
1. Moment: Calr——p- S\ " o (5.6)
2. Moment: CGUTM — CGD 2 TQM (57)
or r2 Or or

. OT  Agpey O ( ,0T

Energie: CGUrCp,D 5 = 2 7 (T 87’) (5.8)

Darin beschreibt N den auf die Tropfenoberfliche bezogenen Molenstrom, ¢ = pg /0q die
molare Dichte des Gasgemisches und v, die radiale Geschwindigkeit. Die mittleren Diffusions-
koeffizienten D, D und D sind nach Tanim und Hallett [147] von gleicher GroBenordnung. Die
Integration von GI. (5.5) fithrt zusammen mit Gl. (5.4) zum Molenstrom.

D),. . Yoo —Yps
MZHO—}—BM) mit By = DO~ Do

Ty 1-— YD,Tef

N — 5.9

Analog fiihrt die Integration der Energie-Gl. (5.8) mit GI. (5.4) auf den konvektiven Wiarmestrom.
Br

Aa,res stellt die Wirmeleitfihigkeit und Nu die Nusselt-Zahl dar. By, und By werden in der
Literatur als ,,Spalding*“-Zahl fiir Stoff- und Warmetransport bezeichnet.

A re .
Qkonv = Cref Nu (TG,OO - TG7O) mit Nu=2
2TTr

(5.10)
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Der dem Tropfen zugefithrte Wiarmestrom ¢,,, setzt sich aus dem zur Aufheizung fithrenden kon-
vektiven Warmestrom ¢, und der fiir den Phasenwechsel aufzubringenden Verdampfungsen-
thalpie Ah, zusammen.

QZu = q.k:om) - NAhU (5.11)

Die Stoffwerte werden nach Sparrow und Gregg [133] bei einer Referenztemperatur T o =
%Tgo + %T G, und Referenzkonzentration Yp ,.; = %YDO + %YD,OO nach der 1/3-Regel zwi-
schen der Tropfenoberfliche (Index O) und dem Umgebungszustand (Index co) bestimmt.

Beriicksichtigung des Konvektionseinflusses:

Gegeniiber einem ruhenden Tropfen fiihrt die Relativbewegung des Tropfens durch den kon-
vektiven Abtransport von Masse und Energie zu einer Erhohung des Wirme- und Stoffiiber-
gangs. Ranz und Marschall [107] beriicksichtigten diesen Effekt durch empirische Korrekturen
der Nusselt- und Sherwood-Zahl.

Nug=2+0.6 Re'?Pr'/>  und  Shg =2+ 0.6 Re’/25c'/3 (5.12)
Darin beschreiben Re die Reynolds-Zahl, Sc die Schmidt-Zahl und Pr die Prandtl-Zahl.
e d T o0 re re re
Re = WelSTilCoe g MOuel g pp o HGreSGaef (53
WG ref (PaDc),e AG,ref

Unter Beriicksichtigung der Konvektionskorrekturen lédsst sich der molare Fluss aus GI. (5.9) in

der Form

\ ﬁ re

i = Dbt gy 114 By (5.14)
QTTT

darstellen. Fiir die dem Tropfen zugefiihrte Wiarme aus GI. (5.11) ergibt sich mit dem konvek-

tiven Wirmestrom aus Gl. (5.10) zusammen mit den Korrekturfaktoren aus Gl. (5.12) folgende

Formulierung:

hl (1 + BT)
Br

q':u - qum} o N*Ahv mit qunv - 2 —
Ty

NUO (TG,oo — TG,O) (515)

Die Integration der Energiegleichung (5.8) liefert ebenso eine Beziehung fiir den molaren Fluss.

\ /\ re
N* = 29" Nugin (1 + Br) (5.16)
2Cp,D,ref'rTr

Das Gleichsetzen der Ausdriicke aus Gl. (5.14) und (5.16) fiihrt auf einen Zusammenhang zwi-
schen Massen- und Warmetransportzahl B, und Br.

Br=(1+4By)*—1 (5.17)

1 Sho Cp.Dref AG,ref

mit

und LeG,ref = (518)

B LeGﬂ’ef NU“O Cp,G ref (CGE)Tepr,G,ref

Die Lewis-Zahl Le des Gases stellt die charakteristische Kennzahl fiir das Verhiltnis aus Wirme-
und Massentransport dar und wird mit Les = 1 approximiert.
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5.3.3 Gleichgewichtsbeziehungen an der Phasengrenze

Unter der Voraussetzung, dass der Phaseniibergang wesentlich schneller abléduft als der diffusive
Stofftransport des Dampfes in die Umgebung bzw. des geldsten Gases in den Tropfen hinein, darf
an der Phasengrenze thermodynamisches Gleichgewicht angenommen werden. An der Phasen-
grenze miissen neben Temperatur 7" und Druck p auch die chemischen Potentiale y der einzelnen
Komponenten ¢ im Gleichgewicht sein.

Wigo = MiTro0
Teo = Tro (5.19)
bPco = Prro

Da von einem isobaren Verdampfungsvorgang ausgegangen wird, ist die Bedingung fiir Druck-
gleichheit ohnehin erfiillt. Nach dem Raoult’schen Gesetz entspricht bei relativ geringen Driicken
und damit idealem Verhalten der Gas- und Fliissigkeitskomponenten der Partialdruck des Kraft-
stoffdampfes dem Dampfdruck bei Oberflichentemperatur des Tropfens pp(7r.0). In konti-
nuierlicher Schreibweise lautet das Raoult’sches Gesetz:

Yp.0 fro,p.0(M) pa = Yo frorrio(M) po(Try, M) (5.20)

Darin beschreiben fs01.p,0 und far., r1,0 die molaren Verteilungsfunktionen des Dampfes bzw.
der Fliissigkeit an der Tropfenoberfliche. Unter der Voraussetzung, dass keine Loslichkeit von
Gas im Tropfen auftritt, ist der Molenbruch der Fliissigphase an der Phasengrenze Yr o = 1,
wodurch sich GI. (5.20) vereinfacht.

pp(Trr, M)

YD,O:/ ytorrr0(M)
0 yle;

Der Dampfdruck pp lédsst sich aus der Clausius-Clapeyron’schen Gleichung und dem Trouton’sches

Gesetz’
As, Tg(M
DD = Patm 6952?[ m (1 — ST(T ))] (5.22)

bestimmen, worin py;,,, = 1.01325 bar den Atmosphirendruck, As, = 87.9 kJ/kmolK die Ver-
dampfungsentropie und &t = 8.3143 J/kmolK die universelle Gaskonstante beschreiben. Fiir die
Siedetemperatur T wird ein linearer Zusammenhang mit der Molmasse angenommen.

dM (5.21)

Ts(M) = as + bs M (5.23)

Tanim und Hallett [147] geben die Konstanten mit ag = 241.4 K und bg = 1.45 Kkmol/kg
an. Fiir n-Alkane sind die Korrelationen fiir Siedetemperatur und Dampfdruck in Abb. 5.4 den
experimentellen Werten von Vargaftik [152] gegeniibergestellt. Der Molenbruch des Dampfes an
der Tropfenoberfliche bestimmt sich aus der Integration von GI. (5.21) mit GI. (5.22)-(5.23).

b

Patm €xp[A (1 — vB)] , As, ag S
Ypo = mit = 1— — (5.24
PO "pe (1+ ABBp)™ R Ty Ty —as 529
In der selben Weise ergeben sich durch Gewichtung von Gl. (5.21) mit M bzw. M? die Momente

Op.0 bzw. ¢ p o der Verteilungsfunktion an der Tropfenoberfliache [147].

) und B =

2
FL—7 Opo —~
9D70 =7 + W und O'2D’O = O'Izpl (m) = 9%70 + Q/JD,O (525)
Ori—

"Das Trouton’sche Gesetz beschreibt den Zusammenhang zwischen Siedetemperatur T's und Verdampfungsen-
thalpie Ah, = As,Ts, wobei fiir die Verdampfungsentropie As,, =~ const. gilt.
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Abb. 5.4: Vergleich a) der Siedetemperatur Ts(M ) nach Gl. (5.23) und b) des Dampfdrucks
pp(T) nach Gl. (5.22) fiir die Gruppe der n-Alkane mit Werten von Vargaftik [152].

5.3.4 Beschreibung des Tropfeninneren

Die Beschreibung der fliissigen Phase basiert auf der Annahme, dass im Tropfen eine unendlich
schnelle Durchmischung stattfindet, so dass von einer rdumlich konstanten Tropfentemperatur
ausgegangen werden kann. In Analogie zur Gasphase fiihrt die Bilanzierung der Mole am Tropfen
auf eine Gleichung fiir den Molenstrom

1 d
gyt
in der cgp; = pg;/0p die molare Dichte der Fliissigphase, A, die Oberfliche und V7, das Vo-

lumen des Tropfens beschreiben. Unter der Voraussetzung einer konstanten Dichte ldsst sich
zusammen mit Gl. (5.26) die Anderung des Tropfenradius bestimmen.

drr, 11 dOpy N*

N* = crVrr) (5.26)

— - 5.27
dt 30 Fl dt CFrl ( )
Die Anderungsrate der Tropfentemperatur lisst sich aus der Energieerhaltungsgleichung
1 d .
— Vrrhrr) = Grone — N A, 5.28
Ap, dt (criVrrhrr) = i ( )
ableiten. Fiir den isobaren Verdampfungsprozess ergibt sie sich mit dhr, = ¢, pd1p, zu:
dTp, 3 . :
Ir - (dkoms = N* 21, ) (5.29)
dt CFICp, FITTr

Die Anderung des Mittelwertes und des 2. Momentes der Fliissigphase wurden von Tanim und
Hallett [147] in folgender Form abgeleitet.

deFl o ATT \ — 0
At eV [N (1 = Ypbp) + cc Do (Yohp)
0 — * 0 (cgD)
+ YDQDE (CgD) - /0 fMol(M)M 67” dM:| o (530)
dYp Are | —0
it eV {N (YF — Ypibp) + CGD@T (Ypip)
0 — > 0 (caD
+ Ypp= (cgD) — / faror (M) M? MdM (5.31)
or 0 or o
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Hallett [53] postuliert, dass die beiden letzten Terme auf der rechten Seite in Gl. (5.30) und (5.31)
von derselben GroBenordnung und daher vernachléssigbar sind. Die Profile der Kraftstoffkonzen-
tration und der Momente in der Gasphase entlang der radialen Tropfenkoordinate 7 leiten sich
aus der Integration der quasi-stationdren Losung von Gl. (5.5)-(5.7) ab.

Yp(r) = 1—(1—=Ype) (1+By) " (5.32)

1 1+ B
Ypbp(r) = Ypobpo — 5 <(1(+ 5 )A;IT) i 1) (Yp.o9p.0o — YD oolD,oo) (5.33)
M M r

1 (14 Bu)
BM (1 + BM)TTT/T

Ypp(r) = Ypotpo — — 1) (Yp.o¥p,o — Yp.o¥p,o) (5.34)

Zusammen mit Gl. (5.32)-(5.34) lassen sich schlieBlich durch Integration von GI. (5.30) und
(5.31) die Anderungsraten des 1. Moments 65; und des 2. Moments vz; in der Fliissigphase
bestimmen.

dp 3N 1
d:l R [(em — Yp,obp,0) + By (YD,060D,00 — YD,OHD,O)] (5.35)
d 3N 1
Ve (Wr — Ypotpo) + — (Ypeolpeo — Ypotpo)|  (5.36)
dt CrRITTr BM

5.3.5 Transport der Kraftstoffzusammensetzung in der Gasphase

Die Bilanzgleichungen fiir den Einzeltropfen in der Fliissigphase sind, wie sie in den vorangegan-
genen Abschnitten beschrieben wurden, iiber die Verteilungsfunktion nach GI. (5.1) auf molarer
Basis formuliert. In Kiva-3v [7] miissen zur Bestimmung der rdumlichen und zeitlichen Ande-
rung der Kraftstoffkonzentration und Zusammensetzung in der Gasphase die aus der Tropfenver-
dampfung resultierenden molaren Quellterme in die massenbezogene Betrachtung transformiert
werden. Der Zusammenhang zwischen massen- und molbezogener Betrachtungsweise ist fiir eine
diskrete Komponente : {iber die Molmassen M definiert.

=
Darin beschreibt M; die Molmasse des Reinstoffes ¢ und M), die mittlere Molmasse des Gasge-

misches. In kontinuierlicher Form leitet sich der Zusammenhang aus der Integration der Massen-
und Molanteile iiber die jeweilige Verteilungsfunktion ab.

o0 o0 M
/ FMasse(M) dM = / Faror (M) 7 M (5.38)
0 0 M

Allgemein ergibt sich die Beziehung zwischen massen- und molbezogenen Momenten M /qsc
bzw. M, durch Gewichtung von Gl. (5.38) mit M™ fiir das jeweilige Moment.

Yi Y (5.37)

1 1 o
L ¥/ o (M)M™ ™ dM 5.39

Masse MM MMol MM /O fM l( ) ( )
Fiir den Momententransport in der Gasphase beruhen die in der Literatur verdffentlichten Ansét-
ze, wie sie z.B. von Lippert et al. [82, 83] vorgestellt wurden, auf der direkten Transformation
der molaren Verdampfungsquellterme in die massenbezogene Beschreibung. Dies impliziert die
Losung von Transportgleichungen fiir die Momente M7 mitn = 0,1, 2, d.h. fiir die Partial-

Masse

dichte des Kraftstoffdampfes (pyp) sowie deren Produkt mit der mittlerem Molmasse (pypfp)
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bzw. dem 2. Moment (pyptp ). Die Schwierigkeit dieser Methode liegt darin, dass im S#ttigungs-
zustand Yp o = Yp o, also wenn die Massentransportzahl aus GI. (5.9) gegen B, — 0 strebt,
der Quellterm fiir das 2. massenbezogene Moment M3, ... eine Singularitit aufweist.

Eine in dieser Arbeit vorgeschlagene Losung fiir diese Problematik beruht darauf, dass nach GlI.

(5.39) das n-te massenbezogene Moment M7, dem nichst héheren molaren Moment M’/
entspricht und damit massenbezogene Transportgrofen fiir die Mole M]Tjasse (n = —1), den
Massenbruch M9, ... (n = 0) und die mittlere Molmasse M1, ... (n = 1) in Abhéngigkeit von
den molaren Grofen formuliert werden kdnnen.

n=-1: Mfl :L /oofMl(M)MO dM = LYvD = yDi (5 40)

: Masse MM 0 o MM QD :

0 1 o 1 1
n=20: M asse = —— frua(M)M-dM = —Yplp = yp (5.41)
My Jo My

n=1: M; :i/oof (M)M? dM :Lyzp 0 (5.42)

: Masse MM 0 Mol MM DYD YD HD .

Die rdumliche und zeitliche Anderung der Momente M?%,, ... aus GI. (5.40)-(5.42) in der Gas-
phase wird iiber konventionelle skalare Transportgleichungen beschrieben.

0 1 ~ 1 1 1\°
J— 7] 1~ —— . UL - — = . 7D Un— N H— 5.43
ot (pyDHD) v (puyDHD) v [p v (yDeD)} i (pyDHD) 49

B 5
o)+ V-(piip) = V-pDVil 4 (o) (5.44)

0 - s
En (ﬁ@Dg—i) + V. (ﬁﬁng}_ﬁ) = V. {ﬁDV (qug_lD))} + (,O?JDZ}—Z:) (5.45)

Gegeniiber der laminaren Tropfenumgebung wird in der Gasphase die Diffusivitit durch die Tur-
bulenz kontrolliert, weshalb fiir die Diffusionskoeffizienten D ~ D, > D, f), D gilt. Die mit
den Indizes s versehenen Terme stellen Quellen bzw. Senken aus der Verdampfung dar. Dariiber
hinaus konnen chemische Quellterme aus der Verbrennung entstehen, die jedoch hier nicht be-
riicksichtigt werden. Die aus der Verdampfung resultierenden Quellterme bestimmen sich aus
dem effektiven Molenstrom N von Tropfenoberfliche zur Gasphase sowie dessen Gewichtung
mit dem jeweiligen Moment 6, und . Mit den radialen Konzentrationsprofilen in der Gaspha-
se nach GI. (5.32)-(5.34) lassen sich die Quellterme aus GI. (5.43)-(5.45) schreiben als:

o~ 1 3 ATr : ATT : ~0 (YD)
— = N = NYpo—cagD 5.46
(pyD Op ) Vi, Vi, [ POt gy 0 640
c~ NS ATT : ATT : ~ a (YDHD)
" Ne; = N Ypobpo — caDZERD)
(P?JD) Vi D Vi { D,0YDo — Ca ar .
ATr : 1
= N \Ypo0po — =5 (YpobtDoo — YD0OD0)| (5.47)
VTT‘ BM

oo\ Am o Ap [ o
(PyDTg—lD)) TNy = {N Yp.o¥p,o — CGDM

]

- VT’I‘ VT’I‘ 87’
ATr : 1
= N\ Ypotpo— 5 Ypo¥no — YD0UD0)| (5.48)
VTT‘ BM
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Zusammen mit dem molaren Fluss aus Gl. (5.9) sind mit der hier vorgestellten Formulierung der
Transportgleichungen alle Momentenquellterme der Gasphase auch im Grenzfall des Séttigungs-
zustandes (B); — 0) eindeutig definiert.

5.4 Verdampfung von iiberhitzten Fliissigkeiten

Die Verdampfung von iiberhitzten Fliissigkeiten stellt gegeniiber dem konventionellen Verdamp-
fungsprozess, beschrieben in Kap. 5.1, einen Extremfall dar. Aus motorischer Sicht kommt der
Einspritzung iiberhitzter Fliissigkeiten® im homogen-stochiometrischen Teillastbetrieb mit friiher
(saugsynchroner) Direkteinspritzung eine zentrale Bedeutung zu. Bei strahlgefiihrten Brennver-
fahren ist diese Betriebsart z.B. bei Regeneration des Katalysators von Relevanz. Die grundle-
genden Wirkungsmechanismen sowie deren Modellierungsmoglichkeiten werden im Folgenden
diskutiert.

5.4.1 Mechanismen bei iiberhitzter Einspritzung

Bei der Einspritzung wird der fliissige Kraftstoff im Injektor durch die anliegende Druckdifferenz
zwischen Diise und Brennraum expandiert. Wird im Verlauf der Beschleunigungsphase die Sie-
delinie iiberschritten, liegt die Fliissigkeitstemperatur 77, tiber der Sattigungstemperatur 7's des
Druckes im Brennraum und es wird von iiberhitzter Einspritzung gesprochen. Abb. 5.5 zeigt die-
sen Expansionsvorgang, beginnend bei dem unter hohem Druck gehaltenen fliissigen Kraftstoff
(Zustand 1) bis hin zum Brennraumzustand 4. Die Zustandsdnderung 1 — 2 entspricht dem Ver-
dampfungsvorgang einer konventionellen Einspritzung bis zum Sieden. Mit Uberschreiten der
Siedelinie kommt es im metastabilen’ Bereich (2 — 3) durch Siedekeimbildung zum Wachstum
DA von Dampfblasen in der Fliissigkeit (Kavitati-
kritischer ~ on). Bei der Keimbildung wird zwischen homo-
Punkt gener und heterogener Keimbildung unterschie-
den. Wihrend die erst genannte durch Molekiil-
fluktuationen in idealen Fliissigkeiten ohne ge-
16ste Stoffe und jegliche Verunreinigungen auf-
tritt, entspricht letztere der Realitdt und resul-
tiert gerade aus diesen Stoffunreinheiten. Mit
O i SN\ weiterer Expansion nimmt nach Uberschreiten
der Spinodalen'® (3 — 4) die Wachstumsrate
der Dampfblasenbildung stark zu, wodurch der
metastabiler Gasphase  Verdampfungsvorgang explosionsartig erfolgt.

Bereich ,  Bei extremer Uberhitzung tragen so genann-
h te Mikroexplosionen zusétzlich zum Strahlzer-
Abb. 5.5: Thermodynamische Zustandséinde- fall bei. Die Fliissigkeit befindet sich dabei im
rung bei iliberhitzter Einspritzung im p-h- thermodynamischen Ungleichgewicht und ist
Diagramm nach Oza et al. [98]. bestrebt, durch Verdampfen das Gleichgewicht

Pr-f----mmmmmm e 01
Fliissigphase

Zweiphasen-

Siedelinie ,V; gebiet

Spinodale

8in der Literatur auch mit dem engl. Begriff ,,Flash-Boiling* bzw. ,,Flashing* bezeichnet.

°Im metastabilen Bereich ist der einphasige Zustand stabil gegeniiber kleinen Storungen. Bei grofen Stérungen
klappt der metastabile einphasige Zustand unter Entropiezunahme in den stabilen zweiphasigen Zustand um.

'Die Spinodale ist durch die Extremwerte (9p/0v),. = 0 einer Isothermen im p-v-Diagramm definiert. Nach
ihrem Ubergang muss zwingend ein Phaseniibergang erfolgen.
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wieder herzustellen. Dabei gibt sie ihre Energie in Form von Verdampfungsenthalpie an die Um-
gebung ab, wobei sie sich selbst isobar abkiihlt. Der kontrollierende Mechanismus stellt dabei
die Zeitskala der Wirmeleitung im Tropfen dar.

Experimentelle Untersuchungen von Oza et al. [98] zeigten, dass gegeniiber unterkritischen Be-
dingungen durch die Uberhitzung eine hohere Strahlqualitit mit kleineren Tropfen als Folge
der thermodynamischen Fragmentierung erzielt wird, ein groerer Strahlkegelwinkel am Diisen-
austritt aufgrund der Expansionswirkung sowie eine geringere Penetration der Fliissigphase. Oza
et al. [98] untersuchten ferner den Grad der Uberhitzung durch Erhohung der Kraftstofftempe-
ratur bzw. der Verringerung des Gegendrucks und identifizierten eine Verstarkung oben genann-
ter Effekte mit zunehmender Uberhitzung. LI(E)F!'-Untersuchungen an Drall- und Mehrlochin-
jektoren von Schmitz [129] zeigten eine zusitzliche zentrale Dampfkonzentration als Folge der
Strahlkontraktion. Ferner zeigte er durch Verwendung von Iso-Oktan und eines aromatenfreien
Mehrkomponentenkraftstoffes, dass aufgrund der Volatilitit des Mehrkomponentenkraftstoffes
der ,,Flash-Boiling*-Effekt bei bereits geringerem Uberhitzungsgrad einsetzt. Aus motorischer
Sicht ergibt sich daraus die positive Bilanz, dass mittels der aus der Uberhitzung resultieren-
den Mechanismen eine bessere Homogenisierung der Ladung sowie eine geringere Kolben- und
Wandbenetzung mit geringeren HC-Emissionen moglich ist [99].

5.4.2 Modellierung der iiberhitzten Einspritzung

Die Berechnung des Verdampfungsvorgangs von iiberhitzten Fliissigkeiten gestaltet sich aus phy-
sikalischer und numerischer Sicht schwierig. Zum einen ist aufgrund des sehr raschen, gar ex-
plosionsartigen Vorgangs und der damit verbundenen Expansion eine zeitlich und rdaumlich feine
Diskretisierung erforderlich, die mit sehr hohen Rechenzeiten verbunden ist. Zum anderen aber
verliert auch das physikalische Verdampfungsmodell, wie es in Kap 5.3 beschrieben ist, seine
Giiltigkeit, da die Temperatur 77, an der Tropfenoberfliche den Wert der Siedetemperatur 7
annimmt. Bedingt dadurch strebt mit dem Molenbruch an der Tropfenoberfliche Y o = 1 der
Stofftransport und damit der Verdampfungsmassenstrom gegen unendlich (siehe Abb. 5.6).

By — oo und m — 00 (5.49)

Die Herausforderung bei der Modellierung liegt in einer physikalisch plausiblen und numerisch
stabilen Umgehung der Singularitit an der Siedelinie (AT = Ts — T, = 0). Folgt man dem
Ansatz nach Sparrow und Gregg [133], kann fiir den Stofftransport die Referenzkonzentrati-
on yp .y nach der 1/3-Regel zwischen der Tropfenoberfliche und dem Umgebungszustand be-
stimmt werden. Unter unterkritischen Bedingungen strebt damit bei Siedetemperatur 7, = T
der Verdampfungsmassenstrom 1 bzw. Stofftransport B); gegen den Grenzwert:

YD,0 — YD,co 2 1

=3 mit Yp,ef = 3 YD.0 + 3 UD.oo (5.50)

lim By = lim

yp,0—1 ypo—1 1 — YD,ref

Damit ist der unterkritische Verdampfungsbereich einschlieBlich der Siedelinie kontinuierlich
definiert. Daran ankniipfend muss, wie in Abb. 5.6 dargestellt ist, der iiberhitzte Verdampfungsbe-
reich formuliert und der unterkritischen Verdampfung iiberlagert werden. Bei der ,,Flash-Boiling*-
Modellierung wird auf die detailgetreue Abbildung der hoch-komplexen Prozesse wie Instabilita-
ten an der Tropfenoberfliche, Tropfendeformation und Tropfenzerfall durch interne Phinomene

"Laserinduzierte (Exciplex-) Fluoreszenz
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(z.B. Mikroexplosionen) verzichtet. Stattdes- m A
sen wird der kontrollierende Mechanismus der L_ konventionelles
iiberhitzten Verdampfung, also die Wirmelei- 1™ Verdampfungsmodell
tung zwischen Tropfeninnerem und Tropfeno- :
berfliche, analytisch iiber eine effektive Wir- |
meleitung beschnebep. Fiir ‘dle rein iiberhitz- iiberhitzte ! unterkritische
te Verdampfung bestimmt sich die Verdamp- Verdampfung .‘ Verdampfung
fungsrate aus: \
(Tr, ~ T5) e i

. Tr — 48

my=oaf ————> A 5.51
Darin bezeichnet oy den Wirmeiibergangsko- AT=0 AT=T¢ T,

effizienten vom Inneren zur Oberfliche des
Tropfens und wird maBgeblich durch den Grad
der Uberhitzung bestimmt. Adachi et al. [4] lei-
teten auf Basis ihrer experimentellen Untersuchungen eine empirische Korrelation fiir den Wir-
meiibergangskoeffizienten in Abhéingigkeit von Tropfen- und Siedetemperatur 77, bzw. T’s ab.

Abb. 5.6: Modellierung des Ubergangs von
unter- zur iiberkritischen Verdampfung.

0.76 (TTr — T5)0'26 fiir 0<Tr, —Tg<5b
ap =1 0.027 (Ty, — Tg)>3 fiir 5< Ty —Ts < 25
13.8 (TTr — T5)0'39 fiir 25 < TTT — TS

Die Verdampfungsrate ergibt sich aus der Massenbilanz am Tropfen und setzt sich additiv aus den
Massenstromanteilen aus unterkritischer und iiberhitzter Verdampfung riv,, bzw. 7y zusammen.

= 1, + 1 (5.52)

Den unterkritischen Anteil bestimmten Zuo et al. [172] unter der zuldssigen Annahme, dass der
gesamte Wirmestrom aus der Umgebung und dem Tropfeninneren zur Tropfenoberfldache fiir
die Verdampfung des Tropfens aufgebracht wird. Fiir sphérische Tropfen erhalten sie fiir die
unterkritische Verdampfungsrate:

A N 7 h —h
Ty = dmpg, S0rel U g [1 + (1 n @) M} (5.53)
Cpref 1+ 10s/100 My, Ah,

Darin beschreiben /¢ -, und hg die Enthalpien des Umgebungsgases in der Gasmischung bzw.
an der Tropfenoberfliche und Ah, die Verdampfungsenthalpie bei Siedetemperatur. Die Wirme-
leitfahigkeit A¢ s und spezifische Wirmekapazitit c, ..y werden nach Sparrow und Gregg [133]
bei Referenzbedingungen nach der 1/3-Regel bestimmt. Konvektive Einfliisse durch die Relativ-
bewegung des Tropfens zum Gas sind in Gl. (5.53) iiber empirische Korrekturen der Nusselt-Zahl
Nu analog zu den Ausfithrungen in Kap. 5.3.2 beriicksichtigt.



Kapitel 6

Ottomotorische Verbrennung

Die innermotorische Verbrennung lésst sich im Allgemeinen in drei Verbrennungstypen klassi-
fizieren — die turbulente Vormisch- und Diffusionsflamme sowie die homogene Instantanflam-
me. Abb. 6.1 zeigt die drei Verbrennungsszenarien zusammen mit den zugehdrigen motori-
schen Brennverfahren. Bei der turbulenten Vormischflamme handelt es sich um eine Deflagration,
bei der ausgehend vom Ziindort eine Flammenfront subsonisch fortschreitet. Sie ist vom klas-
sischen (homogenen) Ottomotor mit saugsynchroner Kanal- bzw. Direkteinspritzung bekannt.
Bei Volllast kann zusitzlich klopfende Verbrennung auftreten, bei der sich durch unkontrol-
lierte Selbstziindung des Endgases Druckwellen ausbreiten, die sich bis hin zu Detonations-
wellen mit Uberschall ohne Druckausgleich ausbilden konnen. Die homogene Instantanflam-
me wird in der Literatur oftmals als ,.kontrolliertes Klopfen* bezeichnet. Sie wird iiber die
Kompression des Endgases durch gleichmifig verteilte Niedertemperaturreaktionen bis hin zur
druckausgeglichenen (homogenen) Selbstziindung initiiert. Stellvertretend sei hier die ottomo-
torische Raumziindverbrennung (RZV) zu nennen. Turbulente Diffusionsflammen, auch nicht-
vorgemischte Flammen genannt, sind dadurch
charakterisiert, dass Kraftstoff und Oxidator Turbulente

. . . Vormischflamme
erst in der Reaktionszone vermischt werden.
Sie stellen zusammen mit dem Selbstziin-
dungsmechanismus die wesentliche Verbren-
nungserscheinung in heutigen Dieselmotoren

. .o Klopfender

dar. In der vorliegenden Arbeit ist der Fo- Ottomotor
kus auf die Schichtladungsverbrennung ge-
richtet, wie sie bei modernen Ottomotoren
mit Benzin-Direkteinspritzung und strahlge- Homogene

Homogener
Ottomotor

DE-Ottomotor mit
Schichtladung

0O

. . . . Selbstziind Gasbrenner
fiihrten Brennverfahren vorliegt. Sie beinhal- ~*7 M8 DE D'\Jl . o

. . . . Homogene -Dieselmotor Turbulente
tet die turbulente Vormisch- und Diffusions- Instantanflamme Diffusionsflamme

flamme in iiberlagerter Form und wird daher
auch als teilweise vorgemischte Verbrennung  Abb. 6.1: Klassifizierung der (motorischen)
bezeichnet. Verbrennungsszenarien nach Otto [97].

Die Zielsetzung der in diesem Kapitel beschrieben Arbeit liegt in der Entwicklung eines Modells,
welches die Regimes aus turbulenter Vormisch- und Diffusionsverbrennung zusammenfiihrt und
fiir beliebige Mischungszustinde eine physikalisch-chemisch korrekte Abbildung der Wérme-
freisetzung erlaubt. Dazu wird in Kap. 6.1 auf die Charakterisierung der ottomotorischen Ver-
brennung und in Kap. 6.2 auf die Klassifizierung der Verbrennungsregimes eingegangen, bevor
in Kap. 6.3.1 und 6.3.2 die Modellansitze fiir die ,,Grenzfélle* der Vormisch- und Diffusions-
verbrennung diskutiert werden. Auf dieser Grundlage wird in Kap. 6.3.3 ein neues Modell zur
Beschreibung der sowohl teilweise als auch vollkommen vorgemischten Verbrennung in Otto-

65
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motoren mit Direkteinspritzung vorgestellt, wie sie im Schichtbetrieb in der Teillast bzw. im
Homogenbetrieb in der Volllast vorliegen.

6.1 Charakterisierung der ottomotorischen Verbrennung

Die Einleitung der Verbrennung in Ottomotoren erfolgt durch Funkenentladung und Plasma-
bildung an der Ziindkerze. Durch die herbeigefiihrte Temperaturerhohung wird die chemische
Reaktion initiiert, wodurch ein Flammkern entsteht. Zwischen verbranntem und unverbranntem
Gas bildet sich eine Flammenfront aus, die der konvektiven Stromung iiberlagert mit einer cha-
rakteristischen Geschwindigkeit in Richtung des unverbrannten Gases fortschreitet. Die Flamme
selbst kann rdumlich in drei Bereiche unterteilt werden — eine Vorwirmzone, eine diinne Reak-
tionszone!, in der die eigentliche Kraftstoffumsetzung erfolgt, sowie eine dazu vergleichsweise
dickere Oxidationszone, in der Zwischenprodukte abgebaut werden. Die Ausbreitung der lamina-
ren Flamme wird durch den molekularen Wirme- und Stofftransport aus der Reaktionszone in die
Vorwirmzone bestimmt. Mit fortschreitender Reaktion treten mehr und mehr turbulente Struktu-
ren mit der anfangs laminaren Flamme in Wechselwirkung, wodurch sich die Flamme faltet und
ihre Oberflache, d.h. die Reaktionszone, vergroBert (vgl. Abb. 6.2 a). Es entwickelt sich eine tur-

Unverbrannter Kraftstoff b) Unverbrannter Kraftstoff

~ Laminare

Flammendicke Flammendicke

-
~
~

Verbrannter Kraftstoff Verbrannter Kraftstoff

Abb. 6.2: a) OH-LIF Aufnahme einer turbulenten Flamme: laminare (—) und mittlere tur-
bulente Flammenfront (— - —); b) Gemittelte turbulente Flamme einer RANS-Simulation.

eine turbulente Flammenfront, die sich unter homogen vorgemischten Bedingungen ,,gleichmi-
Big* iber den gesamten Brennraum ausbreitet. Im (Teillast-) Betrieb mit Schichtladung bleibt die
Flammenausbreitung auf den mit Gemisch

mager (Z<Z,) magere vorgemischte  erfaggten Bereich beschriinkt. In dieser mit

turbulente Flamme . . .

inhomogenem Gemisch erfassten Zone wird

die Flammenausbreitung malgeblich durch
die Gemischzusammensetzung bestimmt. Die
laminare Brenngeschwindigkeit (siehe Kap.
6.3.1.2) weist nahe der stochiometrischen Mi-
schungslinie Z ~ Z, ein Maximum auf und

Ausbreitungs-
geschwindigkeit
Z = const.

i Diffusions- —

L= nimmt in den mageren (7 < Z, bzw. A > 1)
und fetten Zonen (Z > Z, bzw. A < 1) wie-
der ab. Demzufolge ist der Flammenfortschritt

fette vorgemischte UM Zg am groBten, wihrend sich die in Rich-

fett (Z>Z,) turbulente Flamme ~ tung der mageren und fetten Zone ausbreiten-
de magere bzw. fette vorgemischte turbulente

Abb. 6.3: Teilweise vorgemischte Verbren- Flammenfront mit geringerer Brenngeschwin-
nung nach Peters [102]: Turbulente Flamm- digkeit fortpflanzt. Hinter den beiden Flam-
frontausbreitung und Diffusionsverbrennung. menfronten entwickelt sich um die Stéchiome-

'Die Dicke der Reaktionszone schiitzt Peters [102] mit §; ~ 0.1d; der gesamten laminaren Flammendicke d; ab.
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triegrenze Z; eine Diffusionsflamme, in der Zwischenprodukte (CO, Hs) aus der fetten Vor-
mischverbrennung und nicht-oxidierter Sauerstoff (Oy) aus der mageren Vormischverbrennung
miteinander reagieren. Aufgrund der gekoppelten Struktur von Vormisch- und Diffusionsver-
brennung wird dieser Flammentyp in der Literatur auch als ,, Tripelflamme* bezeichnet (sieche
Abb. 6.3).

6.2 Klassifizierung der motorischen Verbrennungsregimes

Den Ausgangspunkt fiir die Formulierung eines Verbrennungsmodells bildet die Klassifizierung
der Verbrennungsregimes. In der Literatur werden dazu héufig die Ansitze von Borghi [17] und
Peters [102] zitiert. Fiir die vorgemischte Verbrennung nahm Peters [102] eine Unterteilung der
Verbrennung in fiinf Bereiche vor und stellte sie als Verhiltnis aus turbulenter Fluktuation und
laminarer Brenngeschwindigkeit u'/s; in Abhingigkeit vom Verhiltnis aus turbulenter Lingen-
skala und laminarer Flammendicke /;/d; dar. Abb. 6.4 zeigt diese Regimes fiir die Vormischver-
brennung. Fiir die Diffusionsverbrennung ist eine dhnliche Darstellung in Peters [102] zu finden.

Im Bereich unterhalb der Reynolds-Zahl Re; < 1 liegen laminare Flammen vor, oberhalb von
Re; > 1 wird von turbulenten Flammen gesprochen. Im ,,Flamelet“-Regime, d.h. im Bereich der
gewellten und gefalteten Flammen, ist die kleinste turbulente Struktur /5 groBer als die laminare
Flammendicke d; (d; < [x) und kann nicht in die laminare Flammenfront eindringen und sie zer-
storen. Die chemische Reaktion verlduft deutlich schneller als die turbulente Bewegung, so dass
die Verbrennung durch die Turbulenz kontrolliert wird. Wird die turbulente Skala [ kleiner als
die laminare Flammendicke d; und bleibt

gleichzeitig groBer als die Dicke der Re- 104;
aktionszone 9; (0; < lx < d;), liegen diinne ] aufgebrochene
Reaktionszonen vor. Hier konnen die tur- 10° Reaktionszonen

bulenten Wirbel in die Vorwidrmzone ein- (li<8)
dringen, nicht aber in die eigentliche Reak- ]
tionszone. Dadurch bleibt die Struktur der 10°4
Reaktionszone unbeeinflusst von der Turbu- ]
lenz, die Vorwiarmzone hingegen wird stark
vergrolert. Im Bereich der aufgebrochenen
Reaktionszonen si‘nd die K(‘)lmogorov’scfhen- ] scfaltete Flammen
GroBenskalen kleiner als die der Reaktions- 100]  poe oo m oo
zone (lx < ;) und dringen in ihre innere larrtlinare
Struktur ein, so dass keine definierte Flam-

: Flammen
menstruktur mehr vorhanden ist. Der Ver- AL B

u’ls,

diinne Reaktionszonen
®,<l<d)

gewellte Flammen

brennungsvorgang gleicht einem homogenen 10’ 10 10° 10 10°
Reaktionsgebiet, wie es im Fall der ottomo- l/d

torischen Raumziindverbrennung (siehe Abb. Abb. 6.4: Regimes der vorgemischten Verbren-
6.1) vorliegt. nung nach Peters [102].

Die teilweise vorgemischte Verbrennung, wie sie in Ottomotoren mit strahlgefiihrten Brennver-
fahren vorliegt, spielt sich hauptsédchlich im ,,Flamelet“-Regime ab (siehe Peters [102] und War-
natz et al. [157]). Die verbrennungsdiagnostische Aufnahme in Abb. 6.2 a) zeigt exemplarisch
die Struktur einer gefalteten turbulenten Flamme des ,,Flamelet*“-Regimes.
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6.3 Modellierung der Verbrennung

Heutige Modelle fiir die teilweise vorgemischte Verbrennung von ottomotorischen Brennverfah-
ren beruhen im Allgemeinen auf vier grundlegenden Annahmen, welche die Beschreibung des
physikalisch-chemisch hoch komplexen Verbrennungsprozesses vereinfachen:

e Reduzierte Reaktionsmechanismen

e Thermochemisches Gleichgewicht hinter der Flammenfront

,,Flamelet“-Ansatz
e Einphasige Verbrennungsmodellierung (im Geschwindigkeitsfeld)

Die Reaktionskinetik erfordert Kenntnisse iiber die chemischen Mechanismen. Ottokraftstoffe
setzen sich aus mehreren hundert Komponenten zusammen (vgl. Kap. 5.1), so dass eine detail-
lierte Modellierung der Reaktionskinetik nicht moglich ist. Fiir motorische Anwendungen wer-
den reduzierte Reaktionsmechanismen fiir die reaktionsbestimmenden Gleichungen und Spezies
herangezogen. Oft handelt es sich dabei um Einschritt-Bruttoreaktionen.

Die Annahme von thermochemischem Gleichgewicht macht sich die Eigenschaft zu Nutze, dass
thermodynamische Systeme einen Gleichgewichtszustand anstreben. Dieser ist dadurch charak-
terisiert, dass die Reaktionsraten der Hin- und Riickreaktionen identisch sind und somit die ,,Net-
to““~-Reaktionsrate null ist und die Stoffzusammensetzung unverédndert bleibt [87]. Der Gleichge-
wichtszustand ist eindeutig durch Druck, Temperatur und die Konzentrationen des Ausgangsge-
misches definiert und l4sst sich mit Hilfe der klassischen Thermodynamik beschreiben.

Den Ausgangspunkt des ,, Flamelet “-Ansatzes fiir vorgemischte Flammen bildet das Regime der
gewellten und gefalteten Flammen, wie in Kap. 6.2 beschrieben. Allgemein kann fiir Vormisch-
und Diffusionsflammen im ,,Flamelet““-Regime unter den Voraussetzungen, dass die

e Dicke der Reaktionszone d; kleiner als das Kolmogorov-Lingenmal [ (d; < [x) ist
e und die Verbrennung turbulenz-kontrolliert verlauft (7, > 7.5),

die komplexe 3D-Struktur der turbulenten Flamme als Ensemble von diinnen, laminaren 1D-
Flammen beschrieben werden. Die Wirkung der Turbulenz liegt in der Kriimmung und Streckung
der laminaren Flamme, ohne ihre innere Struktur zu zerstoren. Durch turbulente Mittelung wird
die turbulente Flammenfront in eine Flamme mit gegeniiber der laminaren Flammenfront verrin-
gerter Oberfliche A; < A;, jedoch vergroBerter Dicke d; > d; und Brenngeschwindigkeit s; > s,
ibergefiihrt (siche Abb. 6.2 b). Aus Massenkonservierungsgriinden gilt:

puAlsl = puAtSt (6.1)

An der laminaren Flammenfront, d.h. beim Ubergang vom unverbrannten zum verbrannten Gas,
tritt durch die chemische Reaktion ein Sprung in der Dichte (p, # p,) auf und damit verbun-
den auch in der Geschwindigkeit normal zur Flammenfront (u, # w,). In der einphasigen Ver-
brennungsmodellierung, wie sie heute im Allgemeinen zugrunde gelegt wird, bestimmt sich die
mittlere Gasgeschwindigkeit u,,, nach der turbulenten Mittelung durch das Superpositionsprinzip.

U = (1 —¢) Uy, + c i (6.2)

Darin bezeichnet ¢ die Flammenfortschrittsvariable (siehe Kap. 6.3.1.1), die verbranntes und un-
verbranntes Gas voneinander trennt. Durch partielle Ableitung von Gl. (6.2) ergibt sich der Gra-
dient von i, zu:

Vi, = (1 —¢) Vi, + ¢ Vi, + (dy — i,) Ve, (6.3)
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Der letzte Term resultiert allein aus der Superpositionsbildung und nimmt bei kleinen Flammen-
dicken, also starken GradientenV ¢, gro3e Werte an. Da die Turbulenzgleichungen (2.23)-(2.24)
des k-e-Modells Quellterme enthalten, die sich proportional zum mittleren Geschwindigkeitsgra-
dienten Vi, verhalten, fiihrt dies zu einem unphysikalischen Anwachsen der turbulenten kine-
tischen Energie k& in der Flamme. Dies wiederum erhoht die turbulente Brenngeschwindigkeit s,
aus Gl. (6.12) und fiihrt schlieBlich zu einer Selbstbeschleunigung der Flamme. Eine Losung fiir
diese Problematik stellen zweiphasige Verbrennungsmodelle dar. Da diese bislang nicht existie-
ren, werden in der Praxis, wie auch in der vorliegenden Arbeit, einphasige Verbrennungsansiitze
herangezogen, in denen die Zustdnde aus unverbranntem und verbranntem Gas nach der turbu-
lenten Mittelung iiberlagert vorliegen.

6.3.1 Vorgemischte Verbrennung

Bei der vorgemischten Verbrennung sind unter idealen Bedingungen Kraftstoff und Oxidator
vollkommen und homogen durchmischt. Die chemische Reaktion fiihrt zur Ausbildung einer
sich selbst erhaltenden Flammenfront, die der Stromung iiberlagert mit einer charakteristischen
Brenngeschwindigkeit fortschreitet. In der Literatur ist eine Vielzahl an Modellen zur Beschrei-
bung des Flammenfortschritts zu finden, die sich in ihrer Komplexitit und Modellierungstiefe
stark unterscheiden. Die gingigsten unter ihnen sind das ,, Eddy-Breakup “-Modell (EBU, siehe
Spalding [132]), ,, Extended Coherent Flame “-Modell (ECFM, siehe Duclos et al. [36]), ,, Level-
Set“-Modell (siehe Peters [102]) und das ,, Flame-Wrinkling “-Modell (Flammenfaltungsmodell,
siehe Weller [159]). Letzteres wird fiir die Flammenfortschrittsmodellierung der Schichtladungs-
verbrennung in Kap. 6.3.3 herangezogen und wird im folgenden Kapitel ausfiihrlich beschrieben.

6.3.1.1 Das Flammenfaltungsmodell

Den Ausgangspunkt bei der Formulierung des Flammenfaltungsmodells von Weller [159] bilden
die Fortschrittsvariable” ¢ und der Flammenfaltungsfaktor =. Die Fortschrittsvariable ¢ € [0, 1]
(¢ = 0: unverbranntes Gas; ¢ = 1 verbranntes Gas) gibt die Wahrscheinlichkeit an, vollstdn-
dig verbranntes Gas vorzufinden. Der Flammenfaltungsfaktor = beschreibt das Flammenoberfli-
chenverhiltnis aus tatsdchlicher (laminarer) und in Ausbreitungsrichtung projizierter (turbulen-
ter) Flammenoberfliche A; bzw. A;. Mit Gl. (6.1) lisst sich = auch als Verhiltnis von turbulenter
und laminarer Brenngeschwindigkeit s; bzw. s; ausdriicken.
_ Ay _ St

B Ay B S1

Fiir die rdumliche und zeitliche Entwicklung von Flammenfortschritt ¢ und -faltung = leitete
Weller [159] skalare Transportgleichungen ab. Die Gleichung fiir die Flammenfaltungsvariable
= hat sich aufgrund des so genannten ,,Cusp‘“-Terms, der durch einen starken Anstieg innerhalb
der Flamme fiir eine endliche Flammendicke sorgt, als numerisch duflerst diffizil erwiesen. In
einem modifizierten Ansatz nach Weller et al. [161] wird fiir den Fortschritt ¢ und die Faltung =
der Flamme folgende Formulierung vorgeschlagen:

(1]

(6.4)

9 . . _ R N
pn (pc) +V - <pu c) = V- (pD,Ve¢) + p,Es; | Ve | (6.5)
%—jﬂuva = GE—R(E—1)+ (wy —w)E 6.6)

ZWeller’s [159] Formulierung beruht auf einer Regressvariablen b, wobei der Zusammenhang b=1-¢ gilt.
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In Gl. (6.6) beschreibt i, die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Flammenoberfliche. Die Quell-
terme beinhalten die Anderung der Flammenfaltung durch Scherung (w, und w,), die Produktion
(&) durch Turbulenz sowie die Vernichtung (R) durch den Flammenfortschritt.

=00 — 1 028 =
¢ pZea—1 _O0B Zee 6.7)
=Zaa =2 Ehe—1
Sao =142 (S —1) und  Zge = 14062y =Ry (6.8)
St

Mit R, x = u'lix/v wird die mit dem Kolmogorov-Lingenmalf} [x (siche Gl. (2.5)) gebildete
turbulente Reynolds-Zahl bezeichnet. Unter der Voraussetzung, dass sich die Flammenfaltung
stets im lokalen Gleichgewicht® = = Z; befindet, reduziert sich das Flammenfaltungsmodell
auf eine Differentialgleichung fiir die Flammenfortschrittsvariable ¢.

2 )+ V- (ﬁ i 5) =V (5D:VE) + puse | Ve | 6.9)

6.3.1.2 Laminare und turbulente Flammengeschwindigkeit

Die laminare Brenngeschwindigkeit ist definiert als die Geschwindigkeit normal zur laminaren
Flammenoberfliache, mit der sich die Flamme ausbreitet. Sie ist eine Funktion von Druck, Tem-
peratur und Gemischzusammensetzung. Uber Experimente in so genannten ,,Verbrennungsbom-
ben“ und an stationdren, laminaren Bunsenflammen wurden diverse empirische Korrelationen
abgeleitet (siehe z.B. Giilder [51], Metgalchi und Keck [88]). Im Rahmen der vorliegenden Ar-
beit wird auf die empirische Korrelation von Giilder [51] zuriickgegriffen.

wo [ Tu \© A
51U(P,p, Ty, Yg) = Z W O =872 > <T—) <L> (1—-fYg) (6.10)
ref pref
Darin beschreiben ® das Aquivalenzver- 05 — _
hiltnis, ®* das Aquivalenzverhiltnis bei I 3 i i
; f oA : : L ! — Korrelation (AGR=0%
maximaler Brenngeschwindigkeit, 7;, die oo b A Mossumg (AGR=0%) | __]

Temperatur im unverbrannten Gas. Den
auf s; hemmenden Einfluss von zuneh-

mendem Restgas wird durch einen linea- 0.3 ----------- e RGREEEE
ren Zusammenhang iiber den Molenbruch
des Restgases Y und den zugehdrigen

Proportionalititsfaktor f abgebildet. Die
GroBen Z, W, n, &, o und 3 stellen kraft-
stoffspezifische Konstanten bei Referenz-
bedingungen dar und sind fiir Iso-Oktan*
in Tab. 6.1 dargestellt. Abb. 6.5 zeigt den 0.
Vergleich der Korrelation nach GI. (6.10)
mit Messwerten aus ,, Verbrennungsbom-

ben* sowie den Einfluss unterschiedli-
cher Restgaskonzentrationen unter Norm- Abb. 6.5: Laminare Brenngeschwindigkeit fiir Iso-

bedingungen. Oktan bei p = 1bar, T, = 298 K und ¢ = 1.

Brenngeschwindigkeit [m/s]

L /‘fl ’/ J
0.1 p------ e SR AN

0 .' i L L L 1 " - - L " 1 1 1
0.00 0.05 1 0.10 0.15 0.20

mager (Z<Z) =7, fett (Z>Z)
Mischungsbruch Z [-]

3Im Gleichgewicht entspricht die Produktion von zusitzlicher Flammenoberfliche aufgrund von Turbulenz der
Vernichtung von Flammenoberfliche durch den Flammenfortschritt [159].
4Nach Heywood [61] sind die Brenngeschwindigkeiten fiir Iso-Oktan und Benzin vergleichbar
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| ZE1 [WinsI] gl [ €61 | all [ B [ fE1 [ Tep [K] [prey [bar]]
| 10 [ 04658 | -0326 | 448 | 156 | -022 | 23 [ 29815 ] 10 |

Tab. 6.1: Konstanten fiir die laminare Brenngeschwindigkeit von Iso-Oktan nach Giilder [51]

Die turbulente Brenngeschwindigkeit s; (siehe GI. (6.4)) ist eine durch die turbulente Mittelung
eingefiihrte ,,Scheingrofe*. Sie beschreibt analog zu ihrem laminaren Pendant die Flammenfort-
schrittsgeschwindigkeit relativ zum unverbrannten Gas. Neben der laminaren Brenngeschwindig-
keit wird sie maf3geblich durch die Turbulenz der Stromung bestimmt. Damkohler [33] beschrieb
als erster den Zusammenhang der turbulenten Brenngeschwindigkeit s; in Abhiingigkeit von der
laminaren Brenngeschwindigkeit s; und der turbulenten Schwankungsbewegung /.

S = Sy —+ u, (611)

Ein heute weit verbreiterter Ansatz geht auf Herweg [58] zuriick. Er gibt fiir eine voll ausgebildete
turbulente Flamme die Korrelation

s u! ' \"
St Ay <_) (6.12)
51 u + S \ S

mit den Konstanten Ap; und n an. In GI. (6.12) hat der Wurzel-Term im Bereich niedriger Tur-
bulenz eine auf die turbulente Brenngeschwindigkeit dampfende Wirkung. Fiir den Grenzfall der
laminaren Verbrennung geht die turbulente Brenngeschwindigkeit s; aus Gl. (6.12) in die lami-
nare Brenngeschwindigkeit s; tiber.

S — 8 fiir u —0 (6.13)

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird auf die Korrelation von Herweg [58] nach Gl. (6.12)
zuriickgegriffen. Darin wird der Exponent mit n = 5/6 vorgegeben. Der Vorfaktor Ar; bewegt
sich im Allgemeinen in der Groenordnung Ap; =~ 2. .. 3 und muss individuell fiir die zugrunde
liegende Motorkonfiguration angepasst werden (sieche dazu auch Kap. 7.3.3).

6.3.2 Diffusionsverbrennung

Die Diffusionsverbrennung, in der Literatur auch als nicht-vorgemischte Verbrennung bezeich-
net, stellt den der vorgemischten Verbrennung entgegengesetzten Grenzfall dar. Dabei werden
Kraftstoff und Oxidator durch Diffusion erst in der Reaktionszone miteinander vermischt. Zentra-
le Bedeutung kommt der turbulenten Mischung zu, da sie im ,,Flamelet*“-Regime den geschwin-
digkeitsbestimmenden Prozess darstellt. In Abb. 6.6 ist exemplarisch die Gemischverteilung fiir
eine turbulente Brennerstromung dargestellt. Das linke Bild zeigt die Momentaufnahme der Ge-
mischverteilung, wihrend das rechte die RANS-Simulation reprisentiert, in der die Information
tiber die tatsdchlich vorliegende inhomogene Gemischverteilung durch die Ensemble-Mittelung
verloren ging. Anhand dieses Vergleichs wird offensichtlich, dass die Berechnung der chemi-
schen Quellterme fiir die Spezies und die Energie in Gl. (2.10) und (2.14) auf Basis von Mittel-
werten zu unphysikalisch groen Fehlern fiihrt, da gilt:

g Tog)  und QA Q°(p, T, i) (6.14)
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Fir die Modellierung ist es daher entscheidend, neben der Chemie vor allem die turbulenten
Fluktuationen der Konzentrationen und thermodynamischen Zustandsgréen zu charakterisieren.

a) Momentaufnahme b) RANS-Simulation (Mittelwert)

k. PSS ol __on

stoff stoff

EECT T
0 Z[] 1

Abb. 6.6: Exemplarischer Vergleich der tatsdachlichen Gemischverteilung mit dem
Ensemble-Mittelwert der RANS-Simulation nach Steiner [139].

6.3.2.1 Beschreibung des Mischungszustandes

Unter der Voraussetzung gleicher Diffusivitit fiir alle Spezies ldsst sich der Mischungszustand
mit nur einer charakteristischen Grofle, dem Mischungsbruch Z, beschreiben [157]. Der Mi-
schungsbruch Z ist auf Basis der Elementenmassenbriiche definiert, welche den Massenanteil
eines Elements j an der Gesamtmasse darstellen.

j:ZaJ ]yl' jzlaaNE (615)

Darin gibt Ng die Anzahl der Stoffe, N die Anzahl der Elemente und die Koeffizienten a;; die
Anzahl der Atome des Elements j in einem Mol der Spezies ¢ mit der Molmasse M an. Fiir ein
Gemisch bestehend aus zwei Gasen, z.B. Kraftstoff (Index: 1) und Oxidator (Index: 2) Idsst sich
zusammen mit den Elementenmassenbriichen Z; der Mischungsbruch Z definieren.

Z]’l - Z]’Q
Aufgrund der elementenbezogenen Definition bleibt Z gegeniiber den molekularen Stoffgroflen
wihrend der Verbrennung erhalten und ist unabhidngig vom Verbrennungsfortschritt.

7= mit  Z €0, 1] (6.16)

Das Aquivalenzverhiltnis ® bzw. das Verbrennungsluftverhiltnis )\, auch Luftzahl genannt, ldsst
sich im unverbrannten Gas als Funktion des Mischungsbruchs Z ausdriicken

1 Z 1—-Zy . 1

b=—=— t g = —70,

N 1-2 2z o T+ Ly

worin L, die stochiometrische Luftzahl darstellt. Unter stochiometrischen Bedingungen (A = 1)
gilt Z = Z, wihrend magere Bereiche A > 1 durch Z < Z; bzw. fette Zonen A < 1 durch

Z > Zg charakterisiert sind.

(6.17)

Die zeitliche und rdumliche Andﬁ/l_l}l/ng des Mischungsbruchs Z und dessen durch turbulente

Schwankung verursachte Varianz 7”2 wird in Analogie zu den Spezies-Erhaltungsgleichungen
(2.10) iiber skalare Transportgleichungen beschrieben.

567)+v

5675

N

) - v.<pDvZ)+pf (6.18)

u

I

23) —- V. <ﬁDV§’5> + 25D, <v2)2 — X+ o (6.19)

ISR
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Der Einfluss der Tropfenverdampfung wird in Gl. (6.18) fiir den Mischungsbruch durch den
Massenquellterm p; erfasst und in der GL. (6.19) fiir die Mischungsbruchvarianz durch p?,,,,. Fiir
letzteren werden die Modellierungsansitze ausfiihrlich von Subramaniam n et al. [146] diskutiert.
Als weitere Quellterme beinhaltet Gl. (6.19) neben der Produktion von Z”? die Vernichtung in
Form der turbulenten mittleren skalaren Dissipationsrate . Nach Jones [72] wird diese durch die
Beziehung

x:@%iﬁ (6.20)

modelliert, wobei das Verhiltnis aus skalarer und Stromungszeitskala C', fiir motorische Prozes-
se meist mit C, = 2 angenommen wird [102]. Gl. (6.18) und (6.19) enthalten keinen chemischen
Quellterm, da durch chemische Reaktionen weder Elemente gebildet noch vernichtet werden.

6.3.2.2 PDF-Modellierung

Zu Beginn von Abschnitt 6.3.2 wurde diskutiert, dass die reine Mittelwertbetrachtung der Kon-
zentrationen zu erheblichen Fehlern bei der Berechnung der chemischen Quellterme fiihrt und
folglich der Einfluss turbulenter Fluktuationen auf die Gemischzusammensetzung einbezogen
werden muss [157]. Zum einen ist dies in der turbulenten Brenngeschwindigkeit fiir die Flam-
menfortschrittsrate zu beriicksichtigen. Zum anderen erfordert das ,,Flamelet*“-Konzept aufgrund
der Auflosung der Reaktionszone im Mischungsbruchraum zwangsliufig die Kenntnis iiber das
Mischungsfeld, um so die ,,Flamelet*“-Losung in den physikalischen 3D-Raum zu transformieren.

Gemischverteilungen konnen durch Wahrscheinlichkeitsdichtefunktionen (engl. ,,probability den-
sity function®, PDF) beschrieben werden. Bei der Bestimmung der PDF wird zwischen zwei
Ansitzen unterschieden:

e Modelle mit transportierter PDF (engl. ,.transported-PDF*-Modelle)
e Modelle mit angenommener PDF (engl. ,,presumed-PDF*“-Modelle)

Bei ,, transported-PDF “-Modellen wird der lokale Gemischzustand durch ein Ensemble homoge-
ner Reaktoren beschrieben. Jeder homogene Reaktor wird durch ein numerisches Partikel repri-
sentiert. Die grundlegende Idee, aber auch Problematik, dieser Beschreibungsweise ist identisch
zum stochastischen Tropfenmodell aus Kap. 2.4, was sie heute fiir die motorische Verbrennungs-
simulation als wenig praktikabel macht. Mit zukiinftig zunehmenden Rechenkapazititen wire
die Berechnung der Selbstziindung (z.B. homogene Kompressionsziindung und Klopfen) eine
mogliche Anwendung.

In dieser Arbeit wird der Ansatz der ,,presumed-PDF “-Modelle gewihlt. Sie beruhen auf einer
vordefinierten, analytischen Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion, die iiber eine limitierte Anzahl
an statistischen Momenten beschrieben wird. In der Literatur hat sich die Verwendung einer [3-
PDF etabliert [102]. Mit nur zwei statistischen Momenten (Mittelwert und Varianz) deckt sie eine
groB3e Bandbreite an unterschiedlichen Verteilungsformen ab. Mogliche Formen der (3-Funktion
sind in Abb. 6.7 dargestellt.

Die normierte, Favre-gemittelte 3-Funtkion P(Z) ist definiert als:

- 1
P(Z;Z,t) = B(a.7)

Z'(1—=2)"" mit Pelo,1] (6.21)
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homogen-stdchiometrisch gemischt ungemischt
P(Z) P(Z) P(Z) P(Z)
| Kraftstoff Luff)
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7= Varianz des Mischungsbruchs 7z Z”Z

Abb. 6.7: Mogliche Formen der (3-Funktion fiir verschiedene Mischungszustinde

Die Exponenten «, 3 und + stellen die Formparameter der (3-Funktion dar und lassen sich aus
dem Favre-gemittelten Mischungsbruch Z und dessen Varianz Z”? ermitteln.

~ - Z1—-2Z
a= 7, B=(01-2)y und 72(1—%52%—120 (6.22)
Z//2
Der Vorfaktor B(a, 3) in Gl. (6.21), der auch als vollstdndige S-Funktion bezeichnet wird, stellt
den Normierungsfaktor dar und kann mit Hilfe der I'-Funktion analytisch bestimmt werden.

7=1
_ - [(a)0(5)
Ba,ﬁ:/ Z (1 -2 az = =L (6.23)
(@.5) Z=0 ( ) I'(a+3)
Der statistische Mittelwert® ¢)(, ¢) einer beliebigen Grofe 1(Z) lisst sich durch deren Gewich-
tung mit der 5-Funktion bestimmen.
7=1 o
BEt) = | 9(2) P(Z; 2(3,1), 27(F,1)) dZ (6.24)
Z=0

Die numerische Berechnung des Integrals in Gl. (6.24) erfolgt in dieser Arbeit durch einen semi-
analytischen Ansatz nach Steiner [139].

6.3.2.3 Reaktions- und Mischungsmodell

Die chemische Reaktionskinetik wird fiir heutige ottomotorische Anwendungen durch reduzierte
Reaktionsmechanismen beschrieben (siehe Kap. 6.3). In der Literatur wird dabei meist von einer
Einschritt-Bruttoreaktionsgleichung fiir eine vollstindige Verbrennung von Kraftstoff und Luft
in Kohlendioxid und Wasser ausgegangen (siche Heywood [61])).

CaHy + (n+ ) <o2 + ;—? Ng) —n QO + 2 Hy0+ % (n+ )N 625
Die fiinf beteiligten Komponenten (Kraftstoff C,,H,,, bestehend aus n Kohlenstoff- und m Wasser-
stoffatomen, Sauerstoff O,, Stickstoff Ny, Kohlendioxid CO, und Wasser H,O) lassen sich auf-
grund der konstanten Stochiometriekoeffizienten fiir einen bestimmten Kraftstoff auf drei reak-
tive Spezies (Kraftstoff, Luft und Verbrennungsprodukt) reduzieren. Fiir die turbulente Verbren-
nung wird angenommen, dass die chemischen Reaktionen irreversibel und unendlich schnell ab-

>Giiltig sofern die mittlere skalare Dissipationsrate ¥ keiner turbulenten Schwankung unterliegt.
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laufen, so dass aus dem mit Luft vermischten
Kraftstoff unmittelbar das Verbrennungspro-
dukt hervorgeht (,,gemischt=verbrannt*“-Prin-
zip). Der gemischte Kraftstoffanteil ldsst sich
am Beispiel einer Zweistrom-Diffusionsflamme
bestimmen, bei dem Strom 1 aus reinem Kraft-
stoff und Strom 2 aus reiner Luft besteht. Da-
bei sind zwei Bereiche zu unterscheiden, die
durch die Stochiometriegrenze (Z = Z;) von-
einander getrennt werden. Im mageren Bereich
(Z < Zg) ist der gesamte Kraftstoff yx = Zp
gemischt und im fetten Bereich (Z > Z;) die
gesamte Luft y;, = (1 — Z)p. Die mit Luft
gemischte Kraftstoffmenge p,, ldsst sich nach
der Burke-Schuhmann Losung [20] bestimmen
(siehe Abb. 6.8):
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Yprodukt Yk

\
\
\
\

Spezies-Massenbruch y,

\

/< mager—"
0 \
7=0 77, 7=1

Mischungsbruch Z

Abb. 6.8: Burke-Schuhmann-Losung der
Reaktanten im Mischungsbruchraum einer
Zweistrom-Diffusionsflamme.
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Der Einfluss turbulenter Fluktuationen auf p,,(Z) muss iiber die statistische Gemischverteilung
des ,,presumed‘‘-PDF-Ansatzes (siehe Kap. 6.3.2.2) beriicksichtigt werden. Die Integration von
Gl. (6.26) tiber die S-Funktion aus Gl. (6.21) ist in Anhang B beschrieben.

Der Nachteil dieses Ansatzes liegt darin, dass gerade die in den fetten Zonen gebildeten Zwi-
schenprodukte, wie CO und HC, nicht beriicksichtigt werden. Die Folge ist eine Uberschitzung
der chemischen Wirmefreisetzung, der hiufig durch eine Reduktion des unteren Heizwertes iiber
die im Abgas enthaltene Energie Rechnung getragen wird.

6.3.3 Teilweise vorgemischte Verbrennung

In Ottomotoren mit Benzin-Direkteinspritzung und strahlgefiihrten Brennverfahren erfolgt im
Teillastbetrieb die Kraftstoffzufuhr erst spdt im Kompressionstakt. In der kurzen Gemischbil-
dungsphase wird nur ein Teil des Kraftstoffs mit dem Oxidator zu einem ziindfahigen Gemisch
aufbereitet. Zusitzlich liegen fette und magere Zonen vor. Der Verbrennungsprozess wird daher
als teilweise vorgemischte Verbrennung bezeichnet und beinhaltet die vom herkommlichen Otto-
und Dieselmotor bekannten Regimes aus turbulenter Vormisch- und Diffusionsverbrennung in
tiberlagerter Form.

Neben den bereits bei der Vormisch- und Diffusionsverbrennung in Kap. 6.3.1 bzw. 6.3.2 dis-
kutierten Problemen liegt die Schwierigkeit bei der Modellierung der teilweise vorgemischten
Verbrennung darin, die auf dhnlichen Skalen ablaufenden Prozesse aus turbulenter Flammen-
frontausbreitung und Diffusionsverbrennung in gekoppelter Form zu beschreiben. Erschwerend
kommt hinzu, dass beliebig viele Mischungszustinde, von vollstindig iiber teilweise vorgemischt
bis hin zur reinen Diffusionsflamme, unter Beriicksichtigung von turbulenten Gemischfluktuatio-
nen abzubilden sind. Der physikalisch-chemisch korrekten Abbildung der Wirmefreisetzung ist
dabei die entscheidende Bedeutung beizumessen. Im Besonderen gilt es dafiir, die in den fetten
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Zonen gebildeten Zwischenprodukte, wie sie bei Schichtladung vorliegen, auf eine reprisentative
Weise wiederzugeben.

Dieser Problematik soll durch ein neues Modell, dem 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungsmodell,
Rechnung getragen werden. Es stellt beziiglich seiner grundlegenden Formulierung eine Wei-
terentwicklung des in Otto [97] und Kaube [73] beschriebenen Konzepts mit einem Einschritt-
Reaktionsmechanismus und drei reaktiven Spezies dar. Der neue Ansatz verkniipft das Flam-
menfaltungsmodell von Weller [159] aus Kap. 6.3.1 zur Beschreibung der turbulenten Flammen-
frontausbreitung mit dem laminaren ,,Flamelet*“-PDF-Ansatz basierend auf dem in Kap. 6.3.2
beschriebenem Konzept von Steiner [139] zur Abbildung der turbulenten Diffusionsverbrennung.

Das hier vorgestellte Modell verwendet sieben elementare Spezies (Kraftstoff C, H,,,, Sauerstoff
O,, Stickstoff Ny, Wasser H,O, Kohlendioxid CO,, Kohlenmonoxid CO und Wasserstoff Hs),
die in guter Ndherung die tatsidchlich vorliegende Gemischzusammensetzung beziiglich Masse
und Energie in allen Verbrennungsphasen wiedergeben. In den fetten Zonen (A < 1) ist damit die
detaillierte Beschreibung der chemischen Wirmefreisetzung aus den Zwischenreaktionen in die
unvollstdndigen Produkte aus CO und Hs sichergestellt. Fiir die mageren und stochiometrischen
Zonen (A > 1), in denen der gesamte Kraftstoff mit dem vorhandenen Sauerstoff vollstindig
zu CO, und H,O reagiert, ist die korrekte Abbildung der chemischen Wirmefreisetzung ohne-
hin gewihrleistet. Fiir die Bestimmung der chemischen Quellterme in den Bilanzgleichungen der
Spezies und Energie wird nach dem ,,Flamelet“-Ansatz eine Trennung von Stromung und Che-
mie vorgenommen. Die chemischen Prozesse werden im Mischungsbruchraum aufgel6st und
unter Annahme von thermochemischem Gleichgewicht in Abhédngigkeit von Temperatur, Druck
und Gemischzusammensetzung berechnet. Dem Einfluss der Turbulenz auf die Gemischvertei-
lung wird durch eine ,,presumed-PDF“-Modellierung mit einer 5-Funktion Rechnung getragen,
wie sie in Kap. 6.3.2.2 vorgestellt wurde. Der gewihlte Ansatz zeichnet sich zugleich durch eine
hohe Recheneffizienz aus und ist damit priadestiniert fiir die praktische Anwendung bei der otto-
motorischen Brennverfahrensentwicklung.

In den folgenden Abschnitten wird das 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungsmodell detailliert be-
schrieben. Dabei werden folgende fiinf Modellbestandteile ausfiihrlich diskutiert:

e Kopplung der Modelle fiir Vormisch- und Diffusionsverbrennung

Modellierung des Flammenfortschritts

Bestimmung der Spezies-Konzentrationen im unverbrannten Zustand

Bestimmung der Spezies-Konzentrationen im thermochemischen Gleichgewicht

Bestimmung der Gleichgewichtstemperatur

6.3.3.1 Kopplung der Modelle fiir Vormisch- und Diffusionsverbrennung

Den Ausgangspunkt fiir die Kopplung der Modelle aus turbulenter Vormisch- und Diffusions-
verbrennung stellt die Fortschrittsvariable ¢ dar. Sie ist definiert als Verhiltnis der momentanen
Stoffumsetzung der Spezies ¢ zur vollstindigen Umsetzung bei Erreichen des Gleichgewichtszu-
standes.

gz B in

: mit ¢ e [0,1] (6.27)
Yi = Yiu
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Die gemittelten Spezies-Massenbriiche beschreiben darin mit ¢; den Momentanwert, ¢, den lo-
kalen, statistisch gemittelten thermochemischen Gleichgewichtswert und y; ,, den unverbrannten
Zustand. Die Umformulierung von Gl. (6.27) fiihrt zu

Ui = Ui+ € (U — Yin) (6.28)

deren Differentiation wiederum einen Ausdruck fiir die Gesamtbildungsraten ¢, der einzelnen
Spezies liefert.

dy; . . dc _dyr
_— = * — . —_— =t -2
——

Vormischverbrennung Diffusionsverbrennung

Dabei zerfillt die Gesamtbildungsrate der Spezies ¢ in die Anteile aus turbulenter Vormisch- und
Diffusionsverbrennung und koppelt so die beiden Verbrennungsregimes. Die Quellterme in den
iber Partialdichten p; definierten Spezies-Bilanzgleichungen (2.10) ergeben sich durch Gewich-
tung der Gesamtbildungsrate aus Gl. (6.29) mit der Dichte p.

dyi
=P 6.30

Der chemische Quellterm Q¢ in der Erhaltungsgleichung (2.14) der spezifischen inneren Energie
145, ergibt sich durch Summation des Produkts der statistisch gemittelten Bildungsrate y, und der
zugehorigen spezifischen Bildungsenthalpie hoﬂ- iiber alle sieben Spezies.

. r dij;
Q=p) (ho,l- d—yt) (6.31)
=1

6.3.3.2 Modellierung des Flammenfortschritts

Fiir die Beschreibung der turbulenten Flammenfrontausbreitung im teilweise vorgemischten Gas
wird im Rahmen der vorliegenden Arbeit das Eingleichungs-Flammenfaltungsmodell von Weller
[160] aus Kap. 6.3.1.1 herangezogen. Das Modell iiberzeugt nicht zuletzt durch seine Einfach-
heit und Robustheit, sondern vor allem aufgrund der erzielten Ergebnisse fiir die ottomotorische
Vormischverbennung mit qualitativ guter Ubereinstimmung zu experimentellen Motoruntersu-
chungen (siehe [78, 159, 160]). Die Anwendung auf die teilweise vorgemischte Verbrennung
erfordert jedoch Modifikationen gegeniiber der Originalformulierung aus Kap. 6.3.1.1, die einer-
seits die Formulierung des Flammenfortschritts selbst und andererseits den Einfluss turbulenter
Gemischfluktuationen auf die Brenngeschwindigkeit betreffen.

In Bezug auf den Flammenfortschritt liegt die grundlegende Problematik des modifizierten Mo-
dellansatzes von Weller [161] im Diffusionsterm von GI. (6.9) fiir die Flammenfortschrittsva-
riable ¢. Die Schwierigkeiten ergeben sich aus zweierlei Hinsicht und werden im Folgenden
anhand von Abb. 6.9 diskutiert. Eine Flammenfront, die sich in einer inhomogenen Kraftstoft-
Luft-Mischung ausbreitet, kommt nach vollstindiger Umsetzung des Kraftstoffes (Z = 0) am
Rand der Gemischwolke zum Verloschen. Ohne (turbulente) Diffusion wird die Peripherie der
Gemischwolke durch eine scharfe Trennfliche beschrieben (vgl. Abb. 6.9 a). Unter Beriicksich-
tigung der (turbulenten) Diffusion hingegen ,,zerflieBen* sowohl der Randbereich der Mischung
Z als auch der der Flammenfortschrittsvariable ¢ (sieche Abb. 6.9 b). Die Folge des Diffusions-
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a) ohne (turbulente) Diffusion prozesses wire eine unphysikalische Riick-
reaktion in der Flamme, so dass unver-
brannter Kraftstoff im bereits verbrannten
/A P Gemisch entsteht (sieche Kaube [73]). Der
zweite nachteilige Aspekt des Diffusions-

¢,Z »<«—Kraftstoff-Luft-Gemisch Luft ———

c=1 terms liegt darin, dass die Dicke d, der tur-
bulenten Flammenfront in der Zeit ¢ propor-
c(t) —>» c(t,
t) (%) tional zur turbulenten Diffusionskonstan-
c=0 > ten D, anwichst (d; ~ /D, t) und dem-

zufolge die turbulente Flammendicke kei-

b) mit (turbulenter) Diffusion ne stationdre Losung (limy .o d; — 00) be-

sitzt.
¢,Z p «—Kraftstoff-Luft-Gemisch = Luft —>
/A T Ein moglicher Losungsansatz wiirde sich
™ durch den Transport des Produkts aus Mi-
c=1 N T c(t)= schungsbruch und Flammenfortschrittsva-

. I<—k0rrekt die durch Superposition von Gl. (6.9) und
. (6.18) abgeleitete Transportgleichung einen
| gil(_tQI La) X Zusatzterm, der aufgrund seiner umgekehr-
ten Proportionalitit zum Mischungsbruch
numerisch schwierig zu handhaben ist. Ein
Ausweg aus dieser Problematik liefert die
nicht-diffusive skalare Transportgleichung fiir die Flammenfortschrittsvariable ¢, die formal ei-
ner G-Gleichung entspricht (siehe dazu Kraus [78]).

T
I L filsch riable (¢Z) anbieten. Allerdings enthilt
|
|
|

c=0

Abb. 6.9: Diffusionseinfluss auf den Flammen-
fortschritt in einem inhomogenen Gemisch.

9 -
= (09 + V- (piic) = pusi| Ve | (6.32)
Durch den ,,scharfen” Ubergang von unverbranntem und verbranntem Gas (sieche Abb. 6.9 b) be-
schreibt GI. (6.32) die Flammenfront als diinne Zone, innerhalb der die Warmefreisetzung erfolgt.
Die Flammendicke und das zugehdrige Profil wird dabei mafgeblich durch ihre Initialisierung
bei der Ziindung bestimmt.

Der Flammenfortschritt wird durch die turbulente Brenngeschwindigkeit s; bestimmt, die im
Quellterm der Flammenfortschrittsgleichung (6.32) enthalten ist. Nach ihrer Definition gemif3
Gl. (6.12) ist s; abhédngig von der laminaren Brenngeschwindigkeit s; (siehe Gl. (6.10)) und da-
mit eine Funktion des Mischungsbruchs Z bzw. des Aquivalenzverhiltnisses ®. Dem Einfluss
von turbulenten Gemischfluktuationen muss hier iiber die statistische Verteilung des Mischungs-
bruchs Rechnung getragen werden. Die mit dem Mischungsbruch gewichtete turbulente Mitte-
lung der turbulenten Brenngeschwindigkeit s; aus GI. (6.12) mit Hilfe von Gl. (6.24) fiihrt zu:

1 ! L —
5 (T, 1) = = / sy (B2, t) P(Z; Z(Z,t), 2"(%,t)) Z dZ (6.33)
0

Die numerische Integration der turbulenten Brenngeschwindigkeit tiber die 5-Funktion I5(Z ST, 1)
erfolgt mit Hilfe der Sattelpunktmethode und ist in Anhang C ausfiihrlich beschrieben.
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6.3.3.3 Bestimmung der Spezies-Konzentrationen im unverbrannten Zustand

Die Konzentrationen im unverbrannten Zustand ;,, lassen sich durch die ,,Entmischung® von
Kraftstoff und Oxidator bestimmen. Der ungemischte Zustand dieser Spezieskomposition liegt
bei maximaler Varianz des Mischungsbruchs Z"2,,,,, = Z (1 - Z ) vor, wie er als Grenzfall in
Abb. 6.7 illustriert ist. Mathematisch berechnen sich die zugehdrigen Spezies-Massenbriiche y; ,,
durch Integration der Ausgangskonzentrationen y; iiber die korrespondierende (3-Funktion nach
Gl. (6.24).

1
Gl 1) = / (22 5,1) P(Z: Z(5), Z7al(F,1)) dZ (6.34)
0

6.3.3.4 Bestimmung der Spezies-Konzentrationen im thermochemischen Gleichgewicht

In einem chemisch-reaktiven System bewegt sich die Konzentration einer Spezies ¢ stets zwi-
schen ihrem Ausgangszustand ¢; = ¥; ,, (keine chemische Reaktion) und dem (Gleichgewichts-)
Zustand ; = y; nach einer vollstindigen Reaktion. Die Konzentrationen y; der sieben Spezies
im thermochemischen Gleichgewicht lassen sich unter der Annahme von unendlich schnellem
Reaktionsumsatz in Abhiingigkeit von Druck p, Gleichgewichtstemperatur 7* und den Konzen-
trationen y; des Ausgangsgemisches bestimmen. Fiir die Berechnung der Gleichgewichtskonzen-
trationen y; im Mischungsbruchraum wird ein Ansatz zugrunde gelegt, wie er schon von Steiner
[139] mit dem 7-Spezies PDF-Timescale-Modell vorgestellt und erfolgreich auf die dieselmo-
torische Diffusionsverbrennung appliziert wurde. Darin wird der Mischungsbruchraum in zwei
Bereiche unterteilt, wobei der Grenzwert (Fettwert)

n 1— Zst -1
n+ % 2Zst

Z, - (1 ¥ (635)
durch den Mischungsbruch definiert ist, bei dem der gesamte Kraftstoff mit dem vorhandenen
Sauerstoff vollstandig zu Kohlenmonoxid und Wasserstoff reagiert.

Im ,,mageren* Bereich, in dem der Mischungsbruch kleiner als der Grenzwert (Z < Z, bzw.
A > \y) ist, wird die Gleichgewichtschemie durch den von Reitz und Bracco [116] vorgestellten
Ansatz beschrieben. Darin wird davon ausgegangen, dass der gesamte Kraftstoff C,,H,,, mit einer
Zusammensetzung aus n. Kohlenstoff- und m Wasserstoffatomen mit der vorhandenen Luft beste-
hend aus 21% Sauerstoff O, und 79% Stickstoff N, reagiert. Je nach Gemischzusammensetzung
konnen dabei insgesamt sechs Produkte entstehen, die fiinf reaktive Komponenten CO,, H5O,
CO, H,, O, sowie den inerten Stickstoff N, enthalten. Die zugrunde liegende Bruttoreaktions-
gleichung fiir den ,,mageren* Bereich (Z < Zy) lautet in der Formulierung mit Molenbriichen:

m 79
Yi {anm +A(n+7) (02 o Nz)} S
(6.36)
Yio, COz + Yy, o HoO + Y5, CO+ Yy Hy + Y5 Oy + Yy, Ny

Darin beschreiben A die Luftzahl, Y;* die Molenbriiche der Spezies 7 im thermochemischen
Gleichgewicht und Yy den Kraftstoffmolenbruch im Ausgangszustand, aus dem genau ein Mol
Produktspezies entsteht. Die sieben Unbekannten Y;* bestimmen sich neben der Bedingung, dass
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die Summe der Molenbriiche der Produktspezies ) , Y;* = 1 ergeben muss, aus vier Elementen-
bilanzgleichungen fiir die Atome C, H, O und N.

C-Atom : Yoo, + Yo = Yy (6.37)
H-Atom : Yiio+Yi, = 5 Yk (6.38)
O-Atom : 2o, + Yino + Yéo +25,= A (n+ ) Yi (6.39)
N-Atom : i, = A (n+7) % Yie  (640)

Die beiden fehlenden Gleichungen leiten sich aus dem Massenwirkungsgesetz ab, wobei zwi-
schen CO und CO, bzw. H, und H,O chemisches Gleichgewicht vorausgesetzt wird.

CO + 1o2 = CO, : K,o(T") = YO—O (6.41)
2 YCOW/YO2p
1 — Yi,0
H, + -0, = HO : K, g(T*) = — 2 .
9 502 9 i (T7) Vi VoD (6.42)

Die Gleichgewichtskonstanten K ».c(T*) und K, 5(T*) werden in Abhiingigkeit von der Gleich-
gewichtstemperatur 7* bzw. der transformierten Gleichgewichtstemperatur 7% = T* - 10~ mit
einer Reihenentwicklung berechnet.

_ _ B. _ _ _
logK,;(T") = Ay InTj + =2 +C+ Dy T+ B; T3 fiir 600K < T° < 000K (6.43)
A

Die reaktionsspezifischen Konstanten A;,B;,C;,D; und E; mit j = C, H sind den JANAF-
Tabellen entnommen (siehe Stull [143]).

Im ,fetten” Bereich, in dem der Mischungsbruch groBer als der Grenzwert (Z > Z, bzw.
A < Ay ist, wird die Gleichgewichtschemie durch einen linearen Ansatz beschrieben. Dabei
wird im Gleichgewichtszustand gerade soviel Kraftstoff aufgebraucht, dass die gesamte Luft zu
Kohlenmonoxid CO und Wasserstoff H; reagiert. Zusitzlich verbleibt als Produkt unverbrannter
Kraftstoff C,,H,,,. Die zugehorige Bruttoreaktionsgleichung fiir den ,fetten* Bereich (Z > Zy)
lautet in der Formulierung mit Molenbriichen:

A 79

Yk {CnHm + )\—g <02 + 51 Ng):| — Y50 CO+ Yy, Ho + Y CoH,, + Yy, N (6.44)
¢

Darin beschreibt A\, die Luftzahl im korrespondierenden Fettwert Z,, (siehe Gl. (6.35)) und kann

mit Hilfe von GI. (6.17) berechnet werden. In Analogie zum ,,mageren‘ Bereich bestimmen sich

die vier unbekannten Produktspezieskonzentrationen Y, Y77, Y und Y3, im thermochemi-

schen Gleichgewicht durch vier Elementenbilanzgleichungen fiir die Atome C, H, O und N.

C-Atom : Yoo +nYg = nYg (6.45)
H-Atom : 2V, +mYg = mYg (6.46)
O-Atom : Yo =n )%) Yk (6.47)
N-Atom : 2 Yy, AL Yi (6.48)
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Die Transformation der Molenbriiche zu L O D L A S B
Massenbriiche erfolgt zusammen mit den |
Molmassen M; der jeweiligen Spezies ¢ und

o
0

der mittleren Molmasse M. - I

7 51 0.6

M; o1 Y -

gi= 1Y mit — = - (649) T |

My, My  “—~ M, 3 L

i=1 § 04 }

Exemplarisch sind in Abb. 6.10 die Kon- 2 [
. . . p=

zentrationen der sieben Spezies im thermo-

<o
]

chemischen Gleichgewicht als Massenbrii-
che y! im Mischungsbruchraum unter vor- I
definierten Randbedingungen illustriert. Zu 0.0 &
erkennen ist auch die durch den Fettwert Mischungsbruch Z []

Zy ge‘lfennzeichnete Abgrenzu‘r‘lg des .ma- 445 6.10: Gleichgewichtsmassenbriiche der sie-
geren (Z < Zy) und fetten™ (Z > Z) ben Spezies im Z-Raum fiir p = 40bar, T =
Bereichs. 2000K und PDF fiir Z — Z., und Z"2 = 0.01.

Die Beriicksichtigung des Einflusses turbulenter Gemischfluktuationen auf die mittleren Gleich-
gewichtskonzentrationen g erfolgt durch Integration der Spezies-Konzentrationen y;(Z) im ther-
mochemischen Gleichgewicht iiber die 3-Funktion P(Z) aus Gl. (6.24).

1 —~——
JHE 1) = / VH(Z, 5, T 8.8) P(2: 2(3,1), 27(3,1)) dZ 6.50)
0

In Abb. 6.10 ist neben den Spezies-Massenbriichen beispielhaft die 5-PDF P(Z) fiir eine stochio-
metrische Zusammensetzung des Ausgangsgemisches (Z = Z,;) und einer Mischungsbruchva-
rianz von Z”? = 0.01 im Mischungsbruchraum dargestellt. Nimmt beispielsweise die Gemi-
schinhomogenitiit zu (gleichbedeutend mit steigender Mischungsbruch-Varianz Z”?), wird ein
zunehmend breiterer Gemischbereich von der 3-PDF erfasst und umgekehrt nimmt mit abneh-
mender Mischungsbruch-Varianz Z"? der von der 3-PDF erfasste Gemischbereich ab.

6.3.3.5 Bestimmung der Gleichgewichtstemperatur

Die Berechnung des thermochemischen Gleichgewichtszustandes beruht auf der Betrachtung ei-
ner mittleren Gleichgewichtstemperatur 7 im Mischungsbruchraum zu den korrespondierenden
mittleren Gleichgewichtskonzentrationen ¢;. Den Ausgangspunkt bei der Herleitung der Gleich-
gewichtstemperatur bildet der erste Hauptsatz der Thermodynamik. Unter der Voraussetzung,
dass die chemische Wirmefreisetzung der Vormisch- und Diffusionsverbrennung lokal durch ei-
ne isobare Zustandsdnderung (dp = 0) beschrieben werden kann, lautet der erste Hauptsatz:

dhu, = dgen (6.51)
Damit entspricht die Anderung der thermischen Enthalpie h;;, des Gasgemisches
7

T
dhy, = by, — hyg,  mit by, = Z (y / cpi(T) dT) (6.52)

i=1 To
der chemisch freigesetzten Wirme dgq.;, des Verbrennungsvorgangs.
7
dio, = >[5 — 5) Y] (6.53)

i=1
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In Gl. (6.53) stellt h%i die chemische Bildungsenthalpie der i-ten Stoffkomponente dar. Durch
einfache mathematische Umformulierung von Gl. (6.51) lasst sich die thermische Enthalpie h},
der Mischung im thermochemischen Gleichgewicht bestimmen

hin(T*) = Bth(T) + den, (6.54)

und zusammen mit der spezifischen Wirmekapazitit des Gasgemisches ¢, = >, 7;¢,; auch die
zugehorige mittlere Gleichgewichtstemperatur 7.

T =Ty + El (h, — hi) (6.55)
P
Da die thermische Gleichgewichtsenthalpie A}, (T*) der Mischung implizit von den Gleichge-
wichtskonzentrationen ¢, abhingt (siehe Gl. (6.52)), muss die Gleichgewichtstemperatur T* ite-
rativ berechnet werden. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird hierzu auf ein Newton-Itera-
tionsverfahren zuriickgegriffen. Das iterative Losungsschema sowie das Zusammenspiel mit dem
1D-, Flamelet*- und dem 3D-CFD-Loser ist in Abb. 6.11 illustriert.

Thermodynamische GroBen: p, T, Z, 2, 3,

i

| |
3D-CFD-Léser Kiva-3V N Gleichgewichts- !
fiir Mehrphasen-, Stromungs- | Temperatur-Loser !
.und Trgtnsportprozesse ! o Gleichgewichts- |
im physikalischen Raum - temperatur 7' i
X 2

Quellterme: p, p, Q°, $ s 1D-Flamelet-Léser fiir Transport |
' ¢ L2 und chemische Prozesse im | |

[ = 1 -
Quelltermberechnung fiir ! % M1schungsi)ruch Raum :
Spezies-, Massen- und = !
Energieerhaltung sowie ! Konvergenz !
Flammenfortschritt ! Nein ] I
a I
! I

A
b e l. ___________

Gleichgewichtskonzentrationen: ¥,

Abb. 6.11: Interaktion zwischen 3D-CFD-Ldser und 1D-,,Flamelet*“-Loser.



Kapitel 7

Validierung

Im vorliegenden Kapitel wird die Validierung der in Kap. 4 bis 6 vorgestellten Modelle zur Simu-
lation der Gemischbildung und Verbrennung in Ottomotoren mit strahlgefiihrten Brennverfahren
behandelt. Die Vorgehensweise bei der Validierung orientiert sich dabei am zu beschreibenden
physikalischen/chemischen Mechanismus, um so die Wechselwirkung einzelner Prozesse auszu-
schlieBen. In Analogie zur strukturellen Gliederung der Modellbeschreibungen aus den drei vor-
angegangenen Kapiteln wird nach Strahldynamik, Verdampfung und Verbrennung differenziert.
Die Validierung des Strahlmodells fiir A-Diisen (s. Kap. 4.5) erfolgt anhand von optischer Strahl-
diagnostik in Kap. 7.1. Das Mehrkomponentenverdampfungsmodell (s. Kap. 5.1) wird in Kap. 7.2
am ruhenden Einzeltropfen validiert und in einem numerischen Experiment fiir die Gemischbil-
dung mit einer A-Diise verifiziert. In Kap. 7.3 wird das 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungsmodell
(s. Kap. 6.3.3) als Teil des hier vorgestellten Gesamtmodells anhand von Indizierdaten fiir den
Teillastbetrieb mit Schichtladung eines Einzylinder-Forschungsaggregats validiert.

7.1 Validierung des Strahldynamikmodells

7.1.1 Methodische Vorgehensweise und Randbedingungen

Das Ausbreitungsverhalten von Einspritzstrahlen kann im Allgemeinen in Hochdruckkammern
und Transparentmotoren mit optischer Strahldiagnostik untersucht werden. Um die Phidnome-
ne der Strahlausbreitung vom Stromungseinfluss der Ladungsbewegung und der Verdampfung
zu entkoppeln, werden im Zuge dieser Arbeit Messungen in Hochdruckkammern herangezogen.
Der motorische Betriebszustand wird dabei durch Anpassung des Gegendrucks so nachgebil-
det, dass der Strahl in der Hochdruckkammer in ein Medium mit gegeniiber dem Motor identi-
scher Dichte eingespritzt wird. Mit der numerischen Nachbildung des Experiments in der Hoch-
druckkammer lassen sich Simulationsmodelle

fiir die strahldynamische Ausbreitung von Ein- “(]?r)b}:lfgte (4) Kegelwinkel
spritzstrahlen validieren. s

)
Verkippung
Die Bewertung der Giite des Simulationsergeb-

nisses ldsst sich anhand ausgewihlter Qualitits-
kriterien ausmachen, die den Strahl hinreichend

(1) axiale
Penetration

(6)
Schiefe der
Strahlfront
o !

charakterisieren. Als qualitative Kriterien wer- < - -
den die Strahlstruktur und die Randwirbelform (2) radiale Penetration
herangezogen. Als quantitative Bewertungskri- Abb. 7.1: Kriterien zur Charakterisierung des

terien dienen, wie in Abb. 7.1 zu sehen ist, die Strahls und Bewertung der Giite des Simula-
axiale (1) und radiale Strahlpenetration (2), die tionsergebnisses.

83
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Randwirbelhohe (3), der duBBere Winkel des Hohlkegelstrahls (4), die Verkippung der Strahlachse
(5) sowie die Schiefe der Strahlfront (6). Im Allgemeinen erfiillen heutige Piezo-A-Diisen, wie im
folgenden Kapitel noch ausfiihrlich gezeigt wird, die Gemischaufbereitung in einer solch idealen
Weise, dass in guter Ndherung von einem rotationssymmetrischen Strahl ausgegangen werden
kann und somit sowohl die Verkippung der Strahlachse als auch die Schiefe der Strahlfront ver-
schwindend klein sind und demzufolge als Strahlqualititskriterien vernachldssigt werden konnen.

Fiir die umfassende Validierung des in Kap. 4.5 beschriebenen Strahlmodells, die dariiber hin-
aus auch Aussagen iiber Modellsensitivititen erlaubt, werden zwei Piezo-A-Diisen herangezo-
gen. Die beiden Injektoren, die im Folgenden als Injektor A und B bezeichnet werden, sind vom
Bautyp identisch. Die einzigen Unterscheidungsmerkmale liegen in einem geringfiigig unter-
schiedlichen Nadeldurchmesser und Austrittswinkel (siehe Tab. 7.3 und vgl. Abb. 1.3) sowie der
geometrischen Formgebung im unmittelbaren Diisenaustrittsbereich mit maximalen Grofenun-
terschieden von 4 pm. Aus diesen kleinen geometrischen Unterschieden resultiert jedoch ein von
Grund auf verschiedenes Strahlbild, wie es Abb. 7.2 zeigt. Wihrend sich der Einspritzstrahl bei
Injektor A durch einen stabilen Strahlkegelwinkel auszeichnet, kontrahiert dieser im Fall von In-
jektor B, so dass bei gleicher Ziindkerzenposition kein ziindfdhiges Gemisch am Entflammungs-
ort vorhanden ist. Bei der Brennverfahrensentwicklung ist es fiir die 3D-Simulation entscheidend,
ein solches Verhalten sensitiv wiederzugeben. Fiir die hier durchgefiihrten Untersuchungen sind
die thermodynamischen Randbedingungen in Tab. 7.3 dargestellt. Als Versuchskraftstoff wurde
n-Heptan zugrunde gelegt, der sich hinsichtlich der strahldynamisch relevanten Stoffeigenschaf-
ten (Oberflachenspannung und Viskositit) dhnlich zu Benzin verhilt. Der Nadelhubverlauf fiir
die beiden Injektoren A und B ist aus einer Messung entnommen und in Abb. 7.4 dargestellt.

— Injektor A — — Injektor B —

Ziind- // | Ziind- ///é/

kerze kerze /

Entflam-
mungsort

Entflam-
mungsort

t,s=0.70ms

Abb. 7.2: Vergleich der Einspritzstrahlen von Injektor A (links) und Injektor B (rechts) an-
hand von Schattenrissaufnahmen zum Zeitpunkt t 455 = 0.7 ms .

| Injektor: | A | B SO P T
Gaszusammensetzung Luft ' : | ' |
Kammertemperatur Ty 293 K R I s e I HE A
Kammerdruck py 6 bar =
Kraftstofftyp n-Heptan (C;Hyg) | 230 [rorfrmifmmmt e i iy
Kraftstofftemperatur 7'z 293 K =
Kraftstoffdichte pp 685 kg/m? O Ee
Einspritzdruck pr 200 bar z
Turb. kin. Energie k 1 m?/s? 10 Forfmmde ]
Turb. Lingenskala [; 1 mm .

Nadeldurchmesser d 3.9mm | 3.7 mm %(')0 = 005 - 050 e 075 = 100 : 135 o '1'50
Geom. Austrittswinkel ¢ 82° 83° ' " ZeitrnachASB[ms] '

Abb. 7.3: Randbedingungen und spezifische  Abb. 7.4: Nadelhubverlauf fiir die Piezo-
KenngroBen der Piezo-Injektoren A und B. Injektoren A und B.
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Fiir die Simulation von Diiseninnenstromung und Strahlausbreitung werden zwei CFD-Program-
me herangezogen. Das Programm Fire [11] hat sich zur Berechnung der Diiseninnenstrémung
erfolgreich etabliert (siehe z.B. Michels et al. [8§9]). Unter Verwendung von drei (numerischen)
Phasen — fliissiger und dampfformiger Kraftstoff sowie Luft — ermdglicht der mehrphasige Stro-
mungsloser die Beriicksichtigung von Kavitationseffekten sowie von Phasenwechselwirkungs-
prozessen von Kraftstoff und Umgebungsgas am Diisenaustritt. Turbulente Wechselwirkungspro-
zesse zwischen den drei Phasen werden lokal als homogen betrachtet. Die Simulation der Strahl-
ausbreitung erfolgt mit dem CFD-Programm Kiva-3v [8] unter Verwendung der in dieser Arbeit
entwickelten Modelle. Die Vorgehensweise der hier vorgestellten Strahlsimulation orientiert sich
an der in Kap. 3.2.3 vorgestellten Methodik fiir eine numerisch konvergente Berechnung. Aus
Gesichtspunkten der Gitterauflosung und Recheneffizienz werden die rotationssymmetrischen
Eigenschaften der A-Diise genutzt und die Diiseninnenstromung sowie die Einspritzung auf ei-
nem quasi-2D-0.5°-Sektorrechennetz mit zyklischen Randbedingungen durchgefiihrt (vgl. Kap.
3.2.1). In Abb. 7.5 ist exemplarisch das Rechengitter fiir die stationdre Diiseninnenstromungs-
simulation bei einem Nadelhub 4/ = 30 um dargestellt sowie das adaptive, diisenaustrittsauflo-
sende Rechennetz fiir die transiente Strahlsimulation. Fiir beide Injektoren sind die Rechengitter
beziiglich ihrer Topologie und Gitterfeinheit Az, x Ayy am Diisenaustritt von 1 um x 10 um
fiir die Diiseninnenstromung und 10 pgm x 100 pm fiir die Strahlausbreitung nahezu identisch.

a) Diiseninnenstromung b) Strahlausbreitung
Einlass: Totaldrucli—Randbedingung Injiktor

. 0s5mm

Nadel Sitz
Kopplung von
Diiseninnenstromung

Auslass: und Gemischbildung
statische

Druckrand- '::>

bedingung

<=
1d=3.7/3.9mm

Abb. 7.5: Quasi-2D-0.5°-Sektornetze zur a) stationdren Diiseninnenstromungssimulation fiir
Injektor A bei einem Nadelhub h = 30 um (7788 Zellen) und b) transienten Simulation der
Einspritzung (18634 Zellen) mit adaptiver Gitterausrichtung und Diisenaustrittsauflosung.

7.1.2 Diiseninnenstromung als Randbedingung der Gemischbildung

Die Zielsetzung bei der (quasi-stationdren) Simulation der Diiseninnenstromung liegt in der Be-
reitstellung von detaillierten Randbedingungen fiir die sich anschliefende Berechnung der Ge-
mischbildung. Entscheidend hierbei ist es, die Anzahl an diskreten Nadelhiiben fiir die statio-
nire Diiseninnenstromungsberechnung so zu wihlen, dass der Nadelhubverlauf beziiglich seiner
Offnungs- und SchlieBflanken sowie der stationiren Offnungsphase in einer reprisentativen Form
abgebildet wird (vgl. Kap. 4.5.1). Fiir die beiden Versuchsinjektoren wird dazu der Nadelhubver-
lauf aus Abb. 7.4 mit vier Hubpositionen A = 20, 30, 40 und 50 pm aufgeldst. In der quantitativen
Gegeniiberstellung von 3D-Simulation und Messung bestétigt sich, dass mit dieser Diskretisie-
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— Injektor B —

— Injektor A —

Normierter Austrittsabstand

[-]

n
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0.4
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(%] (T

20.0 25.0

15.0

5.0

L, [um]

L, [um]

Abb. 7.6: Stromungsgroflen am Austritt von Injektor A (links) und Injektor B (rechts) bei dis-
kreten Nadelhiiben h: a) Geschwindigkeit u, b) turbulente Lingenskalenverteilung L; entlang

1) und ¢) turbulentes

0; Nadel: d,, =

der dimensionslosen Diisenaustrittskoordinate (Sitz: d,,

Lingenskalenspektrum F'(L;) nach Gl. (4.48).
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rung des Nadelhubverlaufs die Rechnung die gemessene Einspritzmenge mit einer iiberaus zu-
friedenstellenden Genauigkeit von Am < 1% wiedergibt.

Die Ergebnisse der Diiseninnenstromungssimulationen sind fiir die beiden Injektoren A und B in
Abb. 7.6 und 7.7 dargestellt. In Abb. 7.6 a) und b) sind fiir die vier Nadelhiibe die Geschwindig-
keit % und die turbulente Lingenskala /; iiber den Diisenaustritt entlang einer dimensionslosen
Koordinate veranschaulicht. Dabei handelt es sich um gemittelte Groen iiber die Phasen aus
Kraftstofffliissigkeit und -dampf. Abb. 7.6 ¢) zeigt die nach GI. (4.48) abgeleiteten turbulenten
Lingenskalenspektren als normierte, kumulative Verteilungen.

Ein Vergleich der StromungsgroBen fiir die vier Nadelhubpositionen von Injektor A in Abb. 7.6
zeigt, dass bei kleinem Nadelhub der Wandeinfluss den dominierenden Effekt darstellt. Auf-
grund der ausgeprigten Wandscherschichten weist das Geschwindigkeitsprofil am Diisenaustritt
einen parabolischen Verlauf auf und die turbulenten Lingenskalen sind verhiltnismifBig klein.
Mit wachsendem Nadelhub entwickelt sich die Geschwindigkeitsverteilung zunehmend zu einem
,Block“-Profil. In der von Wandeffekten unbeeinflussten Kernstrémung nehmen die turbulenten
Lingenskalen mit dem Nadelhub zu, wihrend die turbulente Bewegung in Wandnihe aufgrund
der starken Scherkrifte deutlich kleinskaliger ist. Als Ergebnis resultiert ein turbulentes Lingen-
skalenspektrum, in dem sich die kleinen turbulenten Lingenskalen unabhingig vom Nadelhub
verhalten und der Anteil der groeren Skalen mit dem Nadelhub zunimmt. Ein prinzipiell dhnli-
ches Verhalten ist fiir Injektor B zu beobachten.

Im Vergleich der Injektoren zueinander zeigt sich, dass aufgrund der unterschiedlichen Diisen-
innengeometrie fiir alle berechneten Nadelhiibe die Geschwindigkeitsprofile bei Injektor B stér-
ker zu einem ,,Block“-Profil tendieren und

damit im Mittel hohere Stromungsgeschwin- A0 T e 100
digkeiten am Diisenaustritt sowie ein gering- I :;EJZEZEE ]
fligig geringerer Austrittswinkel des mitt- 2201 . Fpoeeemee- — T 19
leren Stromungsimpulses vorliegen (siehe I : L= . ]
Abb. 7.7). Die turbulenten Lingenskalenver- — 200 [t i uor i 190
teilungen sowie das zugehorige Spektrum E I b T : : ] °G:>
weisen beziiglich des Nadelhubs ein gegen- =~ 180 | bttt ' '

iber Injektor A @hnliches Verhalten auf, sind i

fiir Injektor B jedoch insgesamt von kleine- 160

rer Groenordnung (siehe Abb. 7.6 c). Da L

sich nach der Modellvorstellung aus Kap. 140 L

4.5 die turbulenten Lingenskalen proportio-
nal zur Tropfengrofle verhalten, ist fiir Injek-

Nadelhub /A [Um]

tor B auf eine geringere GroBe der resultie- Abb. 7.7: Mittlere Stromungsgeschwindigkeit &
renden Tropfen zu schlieBen. In beiden Fil- und Austrittswinkel § des mittleren Impulsvek-
len ist fiir die untersuchten Nadelhiibe die tors am Diisenaustritt als Funktion vom Nadel-
Diiseninnenstromung kavitationsfrei. hub £ fiir Injektor A und B.

Anhand der Ergebnisse der Diiseninnenstromungssimulation ist zusammenfassend festzuhalten,
dass als Randbedingung fiir die Gemischbildungssimulation

e die Stromungsgeschwindigkeit bei Injektor B groBer als bei Injektor A ist (u? > u?),
e die TropfengroRen bei Injektor B kleiner als bei Injektor A sind (dF, < dZ}) und
e der Austrittswinkel des Impulses bei Injektor B kleiner als bei Injektor A ist (07 < 64).
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7.1.3 Strahlausbreitung und Randwirbelbildung

Ein zentraler Grundbaustein des Strahlmodells fiir A-Diisen aus Kapitel 4.5 stellt die Simula-
tion der Diiseninnenstromung dar. Die in ihr berechneten Stromungsgroflen werden, so wie sie
im vorangegangenen Kapitel vorgestellt wurden, am Austritt des Injektors der Gemischbildungs-
rechnung als Anfangsrandbedingung vorgegeben. Der sich anschlieBende Strahlaufbruch- und
zerfall ist neben den numerischen Konvergenzgesichtspunkten ein weiterer elementarer Bestand-
teil des hier vorgestellten A-Diisen-Strahlmodells. Die dafiir offenen Parameter fiir Primér- und
Sekundirzerfall wurden bereits fiir die in Kapitel 3.2.1 vorgestellte Piezo-A-Diise kalibriert und
werden nun fiir die Validierung des Strahlmodells auf die beiden Injektoren A und B iibertragen.
Die Gesamtpartikelanzahl wird im Hinblick auf eine statistisch konvergente Losung nach GI.
(3.2) berechnet. Die Werte sind Tab. 7.1 zu entnehmen.

Primirzerfallskonstante GI. (4.50): G, =3
Turbulente Zerfallskonstante Gl. (4.61): B, =12
Aerodynamische Zerfallskonstante Gl. (4.19): By =12
Partikelanzahl: N = 200.000

Tab. 7.1: Parameter fir das A-Diisen-Strahlmodell.

Die qualitative Gegeniiberstellung der Simulation und Diagnostik fiir die beiden Injektoren A
und B in drei fiir den Schichtladungsbetrieb relevanten Zeitpunkten zeigt Abb. 7.8. Darin ist das
Experiment als gemitteltes Schattenrissbild abgebildet. Die Simulation représentiert sich in einer
zweigeteilten Darstellung, in der auf der linken Hélfte die Partikel in 3D-Form und auf der rech-
ten Hélfte der Massenanteil der Fliissigphase in einer 2D-Schnittebene abgebildet sind. Abb. 7.9
a)-c) zeigt den dazugehdrigen quantitativen Vergleich von axialer und radialer, iiber die Strahl-
front gemittelten Penetration, des Strahlkegelwinkels 05, gemessen in 5 mm Entfernung von der
Abspritzkante des Nadelsitzes, sowie der Randwirbelhohe.

— Injektor A — — Injektor B —

a4 L& 4

0 [%0] 0 [%0]
[— ]
t,5;=0.40ms : 036912 tysp=0.40ms 036912

t,;=0.55ms | t,s=0.55ms

3D-Partikel-
darstellung

Flissigkeits-

 3D-Partikel- Flissigkeits-
massenbruch

| darstellung massenbruch

trss=0.70ms tyss=0.70ms

Abb. 7.8: Gegeniiberstellung von Strahldiagnostik (jeweils links: gemittelte Schattenrissaufnah-
men) und 3D-Simulation (jeweils rechts: 3D-Partikeldarstellung und 2D-Fliissigkeitsmassen-
bruch) fiir Injektor A und Injektor B.
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Abb. 7.9: Zeitliche Entwicklung der Strahlkenngrofen aus Messung und 3D-Simulation fiir In-

jektor A (links) und Injektor B (rechts): a) Axiale und radiale, iiber die Strahlfront gemittelte

Penetration, b) Strahlkegelwinkel 65 bei 5 mm unterhalb der Abspritzkante und c¢) Randwirbel-

hohe (vgl. dazu Abb. 7.1).
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Die Gegeniiberstellung von Simulation und Diagnostik in Abb. 7.8 zeigt fiir beide Injektoren,
dass qualitativ die Strahlstruktur und Randwirbelform iiber den zeitlichen Verlauf der Einsprit-
zung sehr gut wiedergegeben wird. Sowohl das Ausbreitungsverhalten fiir Injektor A mit einer
stabilen Strahlkegelform als auch die Strahlkontraktion mit dem stark eingeschniirten Randwir-
belgebiet fiir Injektor B wird durch die Berechnung sehr detailliert abgebildet. Dies spiegelt sich
auch in quantitativer Form anhand des Vergleichs des axialen und radialen Penetrationsverhaltens
mit den experimentellen Befunden in Abb. 7.9 a) wider. Der Strahlkegelwinkel 85 in Abb. 7.9 b)
entspricht dem duflersten Winkel, den der Hohlkegelstrahl aufspannt. Im zeitlichen Verlauf ist zu
Beginn eine starke Zunahme zu erkennen, da der anfiangliche Randwirbel in den Messbereich bei
5 mm unterhalb der Abspritzkante des Injektors fillt. Im weiteren Verlauf bleibt der Strahlkegel-
winkel niherungsweise konstant. Fiir beide Injektoren gibt die Simulation den experimentellen
Verlauf wieder. Im Besonderen zeigt die Gegeniiberstellung der berechneten und gemessenen
Randwirbelhohe in Abb. 7.9 c) eine gute Ubereinstimmung und veranschaulicht in quantitativer
Form die gute Abbildbarkeit des sehr differenzierten Strahlausbreitungsverhaltens. Wéhrend die
Randwirbelhohe fiir Injektor A kontinuierlich anwéchst, wird bei Injektor B bereits ab einer Zeit
tasp = 0.6 ms ein Plateau mit einer Randwirbelhohe unterhalb der bei Injektor A erreicht.

— Injektor A —

t,s=0.40ms

t,s=0.40ms

gt
rLIT

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

t,s=0.55ms £,4,=0.55ms

N S S S R ]

D
DN R S
PP ST 4

tASB=0‘70mS '[ASB=0.7OITIS

kverteilung

Abb. 7.10: Statische Druckverteilung (jeweils linke Schnittebene) und Geschwindigkeitsvektor-
feld und Fliissigkeitsmassenbruch (jeweils rechte Schnittebene) bei Injektor A und Injektor B.

Besonders hervorzuheben ist hierbei die Sensitivitit der 3D-Simulation, mit der ausgehend von
der unterschiedlichen Diiseninnenstromung das stark unterschiedliche Ausbreitungsverhalten bei
beiden Injektoren A und B wiedergegeben wird. Die verantwortlichen Faktoren fiir die dif-
ferenzierten Strahlbilder lassen sich allen voran an den resultierenden Tropfengréen ausma-
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chen, die fiir Injektor B deutlich geringer als fiir Injektor A ausfallen. So betrigt der Sauter-
Durchmesser iiber den gesamten Nadelhubverlauf fiir Injektor A d4, = 20 pm und fiir Injek-
tor B mit df, = 14 pm. Mit den hoheren Stromungsgeschwindigkeiten bei Injektor B nimmt
zusitzlich die Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und Gas zu und fiihrt damit zu einer
hoheren aerodynamischen Zerfallsrate. Da sich der Tropfenwiderstand umgekehrt proportional
zum Tropfendurchmesser verhilt, kommt es zu einem stirkeren Impulsaustausch zwischen der
Fliissig- und Gasphase und damit verbunden auch zu einem stirkeren Einsaugen von Luft in
den Strahlbereich bei Injektor B. Um im Inneren des Hohlkegelstrahls den Luftbedarf zu decken,
nimmt die Stromungsgeschwindigkeit zu und der statische Druck féllt. Aufgrund des anliegenden
Druckgradienten normal zur Ausbreitungsrichtung wird der Hohlkegelstrahl bei Injektor B ,,zu-
sammengedriickt* und kontrahiert im weiteren Verlauf. Dieser Mechanismus ist fiir die beiden
Injektoren A und B in Abb. 7.10 anhand der statischen Druckverteilung und des Geschwindig-
keitsvektorfeldes in einer vertikalen Schnittebene veranschaulicht. Zusitzlich unterstiitzend auf
diesen Effekt wirken zum einen der geringere Diisenaustrittsdurchmesser (siehe Tab. 7.3) und
zum anderen der etwas geringere Strahlkegelwinkel als Folge des niedrigeren Austrittswinkels
des mittleren Impulsvektors aus der Diiseninnenstromung. Beides hat eine beschrinkende Wir-
kung auf den erforderlichen Luftbedarf im Strahlkegelinneren zur Folge und fordert damit das
Strahlkontraktionsverhalten.

Zusammenfassend ist festzuhalten, dass mit dem vorgestellten Konzept die Strahlcharakteristik
von A-Diisen sehr genau beschrieben werden kann. Dariiber hinaus erlaubt das Strahlmodell eine
sehr detaillierte Abbildung von Sensitivitidten aus den Anfangsrandbedingungen.

7.2 Validierung des Mehrkomponentenverdampfungsmodells

Fiir die quantitative Validierung von Tropfenverdampfungsmodellen, gleichgiiltig ob Ein- oder
Mehrkomponentenmodell, bieten sich Experimente an ruhenden Einzeltropfen an. Die Einzel-
tropfenuntersuchung stellt jedoch keine Validierung im motorischen Sinne dar, da sie weder den
Einfluss der Relativbewegung des Tropfens zum umgebenden Gas noch des Tropfenkollektivs
beriicksichtigt. Unter motorischen Bedingungen kann das Verdampfungsverhalten des Strahls le-
diglich qualitativ anhand von Laserinduzierten Exciplex-Fluoreszenz- (LIEF) Untersuchungen
verifiziert werden. Aufgrund der begrenzten experimentellen Untersuchungen ist in dieser Arbeit
der Schwerpunkt bei der Validierung des Mehrkomponentenverdampfungsmodells (siehe Kap.
5.3) auf einen Kerosin-Einzeltropfen gerichtet. Anschlieend wird das Verdampfungsverhalten
von Benzin an einem ruhenden Einzeltropfen sowie am Einspritzstrahl unter motorisch relevan-
ten thermodynamischen Bedingungen numerisch verifiziert. Zur Plausibilisierung werden alle
numerischen Untersuchungen den Ergebnissen mit dem in Kiva-3v [8] verfiigbaren Standardver-
dampfungsmodell (,,Uniform Temperature“-Modell, siehe Tab. 5.1) fiir Einkomponentenkraft-
stoffe und zugehorigen thermophysikalischen Stoffeigenschaften nach Vargaftik [152] gegen-
tibergestellt. Der Fokus bei der Modellierung der Verdampfung von Realkraftstoffen ist in dieser
Arbeit allein auf die physikalischen Aspekte gerichtet. Der Einfluss der Kraftstoffzusammenset-
zung auf die Reaktionskinetik soll aufgrund seiner Komplexitit hier nicht behandelt werden.

7.2.1 Validierung am Einzeltropfen

Die Validierung von Verdampfungsmodellen fiir Realkraftstoffe zeigt sich mangels experimentel-
ler Daten schwierig. Messungen liegen meist nur fiir einkomponentige Stoffe vor, zum Teil auch
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fiir bi- und trindre Gemische diskreter Komponenten (z.B. [140, 165]). Fiir reale ottomotorische
Kraftstoffe, wie z.B. Benzin, sind in der Literatur keine Messungen veroffentlicht. Daher wird in
dieser Arbeit zur Modellvalidierung an einem Realkraftstoff auf das Experiment von Hiroyasu
et al. [62] an einem ruhenden Einzeltropfen aus Kerosin zuriickgegriffen. Die Randbedingungen
des unter Hochdruckatmosphére durchgefiihrten Experiments sind in Tab. 7.2 dargestellt.

Kraftstofftyp: Kerosin (siehe Tab. 5.2)
Tropfendurchmesser: dpro = 1.45 mm
Tropfentemperatur: Trrp =300 K
Umgebungsdruck: Poo = 30 bar
Umgebungstemperatur: T, =573 K

Tab. 7.2: Randbedingungen des Einzeltropfenexperiments von Hiroyasu et al. [62].

Aufgrund der GroBe des untersuchten Tropfens ist die Temperaturabhédngigkeit der Fliissigkeits-
dichte pp;(Tr;) nicht mehr vernachlédssigbar. Der Dichteabnahme mit zunehmender Temperatur
wird mit einer empirischen Korrelation nach Chin et al. [24] Rechnung getragen.

(TTT - Tref)2
2
(Tkrit - Tref)

Darin bezeichnen Cp,, = 4.928 - 10~* K~! den Expansionskoeffizienten, 7. 5 = 288.6 K die Re-
ferenztemperatur und p}?lf = 819 kg/m? die Fliissigkeitsdichte bei Referenztemperatur. Der Ein-
fluss der natiirlichen Konvektion! wird durch empirische Korrekturen beriicksichtigt (siehe Lip-
pert [82]). Die Zusammensetzung des Kerosin-Kraftstoffs wird nach Gl. (5.1) mit den Formpara-

metern aus Tab. 5.2 vorgegeben.

pri(Tre) = P - |1 = 1.8 Chyp - (Tpy — They) — 0.09 - (7.1)

In Abb. 7.11 ist der mit dem Tropfenanfangsdurchmesser dr, o normierte zeitliche Verlauf der
Tropfenregression d2,./ dQTnO der Messung und der 3D-Simulation unter Verwendung eines Ein-
und Mehrkomponentenmodells dargestellt. Der Beginn des Verdampfungsvorgangs ist durch die
thermische Ausdehnungsphase gekennzeichnet, in der sich der Tropfen ohne nennenswerte Ver-
dampfungsrate autheizt. Die Volumenvergro- 12

Berung ist dabei auf die Dichteabnahme durch : o Elxpermm ' ]
die Wirmezufuhr zum Tropfen zuriickzufiih- LO Prommmm TR — Mehrkomponentenmodell [
ren. Im Scheitelpunkt befinden sich Tropfen- — Einkomponentenmodell
aufheizung und -verdampfung im Gleichge- e U
wicht. Im weiteren Verlauf entwickelt sich I@ 06 NG
die Tropfenregression ndherungsweise linear & [

gemiiB dem d2-Gesetz. Mit zunehmend klei- &, [ TN L]
nerem Tropfendurchmesser verbleiben mehr I

und mehr schwer fliichtigere Komponenten 0.2 prmmmm e T e RN
mit hoherer Siedetemperatur zuriick, wo- i . ]
durch sich der Verdampfungsprozess verlang- P T
samt. Die Tropfenlebensdauer im Experiment Zeit 1 [5]

ist durch lineare Extrapolation in Abb. 7.11  App. 7.11: Zeitlicher Regressionsverlauf ei-
skizziert. Der Vergleich mit dem Mehrkom-  pes Kerosin-Einzeltropfens unter Hochdruck-
ponentenmodell zeigt iiber den gesamten Ver- atmosphire nach Hiroyasu et al. [62].

ISie beschreibt den Einfluss der Schwerkraftzirkulation durch Temperatur-/Dichtegradienten und fiihrt zur Erho-
hung des Stoff- und Wérmetransports.
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lauf eine sehr gute Ubereinstimmung mit dem Experiment. Das Einkomponentenmodell gibt le-
diglich in der Anfangsphase den Verlauf der Tropfenregression wieder und folgt dann bis zur
vollstindigen Verdampfung dem d?-Gesetz. Das verzogerte Verdampfungsverhalten bei zuneh-
mender Tropfenlebensdauer kann erwartungsgemaf nicht wiedergegeben werden und fiihrt zu
einer Unterschitzung der Lebensdauer des Tropfens um 17 % gegeniiber dem Mehrkomponen-
tenmodell.

7.2.2 Numerische Modellverifikation am Benzin-Einzeltropfen

Das Verdampfungsverhalten von Benzin wird nun an einem ruhenden Einzeltropfen mit fiir DE-
Ottomotoren typischen Tropfengrofien und fiir den Schichtladungsbetrieb relevanten thermody-
namischen Bedingungen numerisch analysiert. Die Randbedingungen des numerischen Experi-
ments sind in Tab. 7.3 gegeben. Die Eigenschaften von Benzin sind Tab. 5.2 zu entnehmen.

Kraftstofftyp: Benzin (siehe Tab. 5.2)
Tropfendurchmesser: dpro = 30 pm
Tropfentemperatur: Trro=293 K
Umgebungsdruck: Poo = 7.0 bar
Umgebungstemperatur: Tw =593 K

Tab. 7.3: Randbedingungen des numerischen Experiments fiir einen Benzin-Einzeltropfen.

In Abb. 7.12 ist der Verlauf der normierten Tropfenregression d7,./d7,., und der Tropfentem-
peratur 77, des Ein- und Mehrkomponentenmodells dargestellt. Der Vergleich zeigt ein dem
Hiroyasu-Experiment aus Kap. 7.2.1 tendenziell dhnliches Verhalten. Das Einkomponentenmo-
dell folgt nach anfinglicher Tropfenaufheizung einem linearen Verlauf nach dem d?-Gesetz und
unterschitzt gegeniiber dem Mehrkomponentenmodell die Tropfenlebensdauer um 19 %. Dies ist
darauf zuriickzufiihren, dass das Einkomponentenmodell aufgrund seiner physikalischen Formu-
lierung die Volatilitat von Benzin nicht wiedergeben kann. Dabei geht die vorhergesagte Trop-
fentemperatur in den Kiihlgrenzzustand iiber, der geringfiigig unterhalb der Siedetemperatur fiir
den einkomponentigen Ersatzkraftstoff liegt und sich am unteren Ende der Siedekurve des realen
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Abb. 7.13: Zeitliche Entwicklung der Zusam-
mensetzung von Fliissig- und Dampfphase ei-
nes Benzin-Einzeltropfens.

Abb. 7.12: Zeitliche Entwicklung der Trop-
fenregression und Tropfentemperatur eines
Benzin-Einzeltropfens.
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Kraftstoffes befindet (vgl. Abb. 5.2). Das Mehrkomponentenmodell hingegen gibt auf plausi-
ble Weise den typischen Siedeverlauf und damit die Fliichtigkeit der Komponenten wieder. Dies
bestitigt die zeitliche Entwicklung der Verteilungsfunktion (siehe GI. (5.1)) sowie deren Mittel-
wert 6 und Standardabweichung o von Fliissig- und Dampfphase, die zusammen in Abb. 7.13
dargestellt sind. Zunichst verdampfen die leicht fliichtigen Kraftstoffkomponenten und mit zu-
nehmender Tropfenlebensdauer die schwer fliichtigen. Dadurch nimmt in der Fliissigphase die
mittlere Molmasse 6; zu und die Standardabweichung o; ab. In der Dampfphase ist ein ent-
sprechend umgekehrtes Verhalten zu beobachten, wonach 6y sowie op mit der Tropfenlebens-
dauer anwachsen und bei vollstindiger Verdampfung in den Anfangszustand der Fliissigphase
tibergehen. Ferner wird auch die in Kap. 7.2.1 erhobene Aussage bestitigt, dass mit den in DE-
Ottomotoren relevanten TropfengroBen die thermische Ausdehnungsphase, d.h. die reine Authei-
zung des Tropfens ohne nennenswerte Verdampfungsrate, vernachldssigbar ist.

7.2.3 Numerische Analyse der Verdampfung des Einspritzstrahls

Auf Basis der plausiblen Abbildung des Mehrkomponentenverdampfungsmechanismus von Ben-
zin am ruhenden Einzeltropfen wird nun dessen Verdampfungsverhalten am Einspritzstrahl unter
Beriicksichtigung der Effekte aus der Relativbewegung des Tropfens und des Tropfenkollek-
tivs numerisch verifiziert. Im Fokus der Untersuchung stehen strahlgefiihrte Brennverfahren mit
Piezo-A-Diisen. Die Gemischbildung wird dazu fiir die in Kap. 3.2.1 vorgestellte A-Diise in einer
Hochtemperaturkammer simuliert. Die thermodynamischen Randbedingungen der numerischen
Untersuchung sind an die typischen Bedingungen im Schichtladungsbetrieb angepasst (siehe Tab.
7.4). Die Modellierung der Strahldynamik erfolgt mit dem in Kap. 4.5 vorgestellten Ansatz und
auf Basis des numerischen Konzepts zur detaillierten Strahlanalyse aus Kap. 3.2.3 in Analogie
zur Validierung des Strahlmodells in Kap. 7.1. Dazu wird das strahladaptive Rechengitter mit
Diisenaustrittsauflosung aus Abb. 3.3 herangezogen.

| Injektortyp: Piezo-A-Diise |
Kraftstofftyp: Benzin (siehe Tab. 5.2)
Raildruck: pr = 100 bar
Kraftstofftemperatur: Tk =333 K
Kammerdruck: pr =T bar
Kammertemperatur: Tk =593 K

Tab. 7.4: Randbedingungen fiir die Verdampfungsanalyse des Einspritz-
strahls einer Piezo-A-Diise in der Hochtemperaturkammer.

Das globale Verdampfungsverhalten ist fiir das Mehrkomponentenmodell anhand der zeitlichen
Entwicklung der integralen Fliissig- und Dampfmasse in Abb. 7.14 illustriert. Dem sind die Er-
gebnisse mit dem Standardverdampfungsmodell (,,Uniform Temperature“-Modell) in Kiva-3v [8]
fiir Einkomponentenkraftstoffe gegeniibergestellt. In Analogie zum Einzeltropfen zeigt sich beim
Strahl das zu rasche Verdampfungsverhalten des Einkomponentenmodells gegeniiber dem Real-
kraftstoffmodell. Die Ursache ist auch hier auf die unzureichende Abbildung der Volatilitdt und
die damit bedingte Verdampfung auf niedrigem Siedetemperaturniveau (vgl. Abb. 5.2) zuriickzu-
fiihren. Ein entsprechendes Bild zeigt auch die lokale Betrachtung, die in Abb. 7.15 fiir das Ein-
und das Mehrkomponentenmodell anhand der Verteilung fiir die Luftzahl A und den Fliisigkeits-
massenanteil veranschaulicht ist. Unter Beriicksichtigung der Realkraftstoffeigenschaften ist in
den Rezirkulationsgebieten, in denen schlieBlich die Ziindung eingeleitet wird, bei hoherem Fliis-
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siganteil das Gasgemisch ,,magerer*. Ein sehr interessantes Bild zeigt auch die lokale Verteilung
der mittleren Molmasse in Abb. 7.15. Daraus geht hervor, dass aufgrund der kiirzeren Verweilzei-

ten der Tropfen im Strahlkern nur die leicht

200 e -
fliichtigen Komponenten verdampfen, wih- 175 _D—DDlﬂmpf ' T ______ I ______ T
rend im duBeren und inneren Randwirbel die "~ [ |o0 Fluessig 3 ! 3 ]
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Ziindung und Verbrennung beeinflusst wer-
den.
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Abb. 7.14: Zeitliche Entwicklung von Dampf-
und Fliissigmasse des Ein- und Mehrkompo-
nentenverdampfungsmodells.

Das Verdampfungsverhalten am ruhenden Einzeltropfen und im Besonderen am Einspritzstrahl
zeigt, dass nicht nur fiir langsame Verdampfungsvorgénge, wie sie unter atmosphirischen Bedin-
gungen vorkommen, die detaillierte Abbildung der Kraftstoffzusammensetzung hinsichtlich ei-
ner vorhersagefihigen Gemischbildungssimulation von Bedeutung ist, sondern auch unter Hoch-

druckatmosphire im Schichtladungsbetrieb.

<«— Einkomponentenmodell —
Massenbruch
Dampfphase

Fliissigphase

Massenbruch

Dampfphase

Mehrkomponentenmodell
Molekulargewicht
Dampfphase

Fliissigphase Fliissigphase

t,ss=0.4ms

t,s=0.6ms

t,s=0.8ms
_ A ~ - ¥ul%] ~ . A _ . Yul%] _ 0 [kg/kmol]
(= = (W™ =
®© 2.0 1.0 0.50.25 0 3 6 912 00 201.005025 0 3 6 9 12 0 50 100 150 200

Abb. 7.15: Gegeniiberstellung der lokalen Gemisch- und Kompositionsverteilung in Fliissig-
und Dampfphase von Ein- und Mehrkomponentenverdampfungsmodell fiir den Einspritz-
strahl einer A-Diise in 2D-Schnittdarstellung.
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7.3 Validierung des Gesamtmodells am Motor

Die Validierung des Gesamtmodells wird in dieser Arbeit an einem 4-Ventil-Einzylinder-For-
schungsaggregat mit Common-Rail-Hochdruck-Benzin-Direkteinspritzung und einer Piezo-A-
Diise vollzogen. Das Aggregat zeichnet sich durch eine fiir das strahlgefiihrte Brennverfahren
typische zentrale Injektor- und Ziindkerzenlage aus (siehe dazu auch Abb. 7.19). Der fiir die
Untersuchung herangezogene Piezo-Injektor entspricht in seiner Bauform dem in Kap. 7.1 vor-
gestellten Injektor A. Die technischen Daten des Aggregats sind in Tab. 7.5 dargestellt.

Bohrung: 92.8 mm
Hub: 86.0 mm
Pleuellidnge: 146.5 mm
Quetschspalthohe: 0.75 mm
Kompressionsverhiltnis: 12:1

Tab. 7.5: Technische Daten des Einzylinder-Forschungsmotors

In den folgenden Abschnitten wird zunéchst auf die Betriebspunkte und die zugehérigen Rand-
bedingungen der Untersuchung eingegangen, die Rechennetzstrategie vorgestellt, die applizier-
ten Modelle und Parameter sowie die Einspritzstrahlabstimmung auf das motorische Rechennetz
angesprochen, ehe abschlielend die erzielten Simulationsergebnisse diskutiert und den Indizier-
daten am Einzylinderaggregat gegeniibergestellt werden.

7.3.1 Betriebspunkte und Randbedingungen

Im Rahmen der Validierungsstudie werden vier Teillast-Betriebspunkte im Schichtladungsbetrieb
herangezogen, die sich beziiglich des Einspritz- und Ziindzeitpunkts sowie der externen Abgas-
riickfiihrungsrate differenzieren. Einen detaillierten Uberblick zu den Betriebsdaten gibt Tab. 7.6.

Motor- | Indizierter | Einspritz- | Ziindzeit- | AuBere | Einspritz- | Globale
BP | drehzahl |Mitteldruck| beginn punkt AGR menge | Luftzahl
Nr. n pmi ESB ZZP [%] MK A
[min'] [bar] CEW] | [PEW] [mg] [-]
1 2000 3.0 -38 -29 0 10.3 3.71
2 2000 3.0 -30 -21 0 10.3 3.71
3 2000 3.0 -35 -26 10 10.3 3.36
4 2000 3.0 -35 -26 30 10.4 2.56

Tab. 7.6: Betriebsdaten des Einzylinder-Forschungsmotors

Fiir die 3D-Ladungswechselberechnung werden fiir die beiden Ein- und Auslassventile die Ven-
tilhubkurven aus Abb. 7.16 zugrunde gelegt. An Ein- und Auslass werden als Randbedingungen
der statische Druck und die Temperatur vorgegeben. Deren momentane Verldufe sind einem 1D-
Arbeitsprozessrechnungsmodell entnommen, welches mit GT-Power erstellt und mit Ergebnissen
aus Niederdruckindizierungen abgeglichen wurde. Exemplarisch ist in Abb. 7.17 der Druckver-
lauf fiir den Betriebspunkt 1 aus Tab. 7.6 abgebildet.

In Bezug auf die Stoffzusammensetzung an den Randbedingungen sowie der Initialisierung bei
Rechenbeginn wird von vollstandiger Umsetzung des eingespritzten Kraftstoffes ausgegangen.
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Abb. 7.16: Ventilhubkurven des mechanischen = Abb. 7.17: Druckrandbedingungen fiir Ein-
Ventiltriebssystems des Einzylinderaggregats. ~ und Auslasskanal aus der 1D-Simulation.

Fiir Zylinder und Auslass wird demnach Verbrennungsgas, bestehend aus Kohlendioxid CO»,
Wasser H,O, Sauerstoff Oy und Stickstoff No, mit entsprechendem Kraftstoff-Luftverhiltnis A
aus dem vorhergehenden Zyklus vorgegeben.

T )
[ T T ' ' ' Nacﬁ— ] Unverbrannte Kohlenwasserstoffe und Zwi-
50 ftppieinspritzung) |4, gospriimg | schenprodukte bleiben unberiicksichtigt. Am
. . i1 i 1% 0 1 Einlass wird von reiner Frischluft, bestehend
§40 oot 1] aus Sauerstoff O, und Stickstoff Ny, ausgegan-
= | bbb N gen. Bei externer Abgasriickfiihrung wird zu-
% 30 prommifeies ;L;l """ ] J; sitzlich Verbrennungsgas in der Zusammenset-
= . JIFIr j zung des Abgases beigemischt. Die Einspritzung
P | | E erfolgt iiber eine Doppeleinspritzung. Der zuge-
10 Fooo i SR S AN S W horige experimentell ermittelte Nadelhubverlauf
S N . \1]  istin Abb. 7.18 dargestellt und wird in der 3D-

ok A —d - Simulation explizit als Randbedingung vorgege-

00 01 02 03 04 05 06 07

Zeit nach ESB [ms] ' ~ ben. Als Kraftstoff wird Super Plus mit einer

Oktanzahl 98 (ROZ), einem unteren Heizwert

Abb. 7.18: Nadelhubkurve der Piezo-A- Hy = 42.8M J/kg und einer stdchiometrischen
Diise bei Doppeleinspritzung. Luftzahl Ly = 14.35 verwendet.

7.3.2 Rechennetzstrategie

Die 3D-Simulation des Ladungswechsels wird aus Griinden der komplexen Gitterbewegung und
der Rechenzeit mit dem CFD-Programm StarCD [22] auf 8 Prozessoren durchgefiihrt. Der Si-
mulationsbeginn liegt aus Konvergenzgriinden bei 26° KW vor Offnung der Einlassventile (40°
KW v. LOT). Die Ladungswechselberechnung selbst verlangt aufgrund der Ventilbewegung eine
spezielle Netztopologie, der mit einem ES-ICE-Gitter [21] Rechnung getragen wird. Die 3D-
Simulation der Einspritzung und Verbrennung erfolgt mit dem CFD-Programm Kiva-3v [8]. Ge-
geniiber dem Ladungswechsel stellt sie andere Anspriiche an die Gitterauflosung und -topologie,
welche die Ausbreitungsrichtung des Einspritzstrahls und der Flammenfront betrifft. Aus diesem
Grund wird die Losung der Ladungswechselrechnung bei 40° KW vor ZOT (bei geschlossenen
Ventilen) auf ein blockstrukturiertes /ICEM-Gitter [9] mit einer fiir die Einspritzung und Ver-
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brennung giinstigeren Netztopologie mit rein hexagonalen Zellen iibertragen. Die Gitterweite
des ICEM-Rechennetzes ist dabei auf die zu beschreibenden physikalischen Prozesse unter Be-
riicksichtigung der Recheneffizienz optimiert. Mit einer Zellgrole von Az = 100 pum 16st das
Rechengitter den Diisenaustritt nicht auf, jedoch wirkt die strahladaptive Gittertopologie dem in
Kap. 3.2.1 beschriebenen numerisch diffusiven Charakter entgegen. Abb. 7.19 zeigt die beiden
Rechengitter in Schnittdarstellung.

Rechennetz fiir
die Einspritzung und

Ladungswechsel- die Verbrennung
rechennetz

“Mapping” der ]
Stromungsvariablen bei Ziindkerze Injektor
geschlossenen
Einlassventilen

—>

Auslass

Abb. 7.19: Schnittdarstellung der Rechengitter mit optimierter Netztopologie zur 3D-Simu-
lation des Ladungswechsels mit StarCD [22] (links, 691122 Zellen im UT) sowie der Ein-
spritzung und Verbrennung mit Kiva-3v [8] (rechts, 198920 Zellen im ZOT).

7.3.3 Modellauswahl und Modellparameter

In der motorischen 3D-Simulation von Gemischbildung und Verbrennung mit dem CFD-Pro-
gramm Kiva-3v [8] wird die Strahldynamik mit dem A-Diisen-Strahlmodell aus Kap. 4.5, die
Verdampfung mit dem Mehrkomponentenverdampfungsmodell aus Kap. 5.1 und die Schichtla-
dungsverbrennung mit dem in Kap. 6.3.3 vorgestellten 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungsmodell
abgebildet. Zur vollstindigen SchlieBung der Gesamtmodellierung sind weitere Teilmodelle her-
anzuziehen sowie Modellparameter problemangepasst zu definieren. Auf deren Beschreibung
wird im Folgenden eingegangen.

Modellierung des thermodynamischen Gasverhaltens:

Fiir die SchlieBung der kompressiblen Erhaltungsgleichungen (2.10)-(2.14) werden die ka-
lorische und die thermische Zustandsgleichung (2.16) bzw. (2.18) herangezogen. Fiir deren
Berechnung wird sowohl im CFD-Programm StarCD [22] als auch in Kiva-3v [8] von Ideal-
gasverhalten ausgegangen, welches mit Hilfe der JANAF-Tabellen [143] bestimmt wird.

Strahlabstimmung auf motorischem Rechennetz:

In Kap. 3.2 wurde bereits die Problematik bei der Berechnung der Einspritzung ausfiihrlich
diskutiert und eine geeignete Vorgehensweise fiir die motorische Simulation erarbeitet. Die
Strahlmodellparameter aus Kap. 7.1.3 werden fiir die Doppeleinspritzung (sieche Abb. 7.18)
anhand optischer Strahldiagnostik in der Hochdruckkammer unter den Randbedingungen aus
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Tab. 7.3 uiberpriift. Dafiir erfolgt die 3D-Simulation der Einspritzung aus Gesichtspunkten der
Ubertragbarkeit auf dem ICEM-Rechengitter, wobei der Kolben bei 40° KW v. ZOT so fixiert

ist, dass die Netzstruktur in guter Nidherung derer zum Einspritzzeitpunkt des realen Motorbe-
triebs entspricht.

Bei der Strahlabstimmung konnte fiir die Parameter von Primér- und Sekundérzerfall gegen-
iber den in Kap. 7.1.3 ermittelten Werten (siehe Tab. 7.1) keine Abweichung festgestellt wer-
den. Das zeigt das 3D-Simulationsergebnis der Einspritzung, das in Abb. 7.20 als Partikeldar-
stellung den optischen Schattenrissaufnahmen gegeniibergestellt ist. Die nebenstehenden Abb.
7.21 und 7.22 zeigen zusitzlich den quantitativen Vergleich von Simulation und Diagnostik
fiir die axiale und radiale Strahleindringung. Als Ergebnis lédsst sich zusammenfassend fest-
halten, dass sowohl die globalen Gré8en, d.h. die axiale und die radiale Strahlpenetration, als
auch die lokale Strahl- und Randwirbelstruktur im zeitlichen Verlauf sehr gut mit der Messung

ibereinstimmen. Fiir die motorische 3D-Simulation werden daher die Strahlmodellparameter
gemdl Tab. 7.1 iibernommen.
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Abb. 7.20: Gegeniiberstellung der 3D-Simu- 00 01 02 03 04 05 06 07 08
lation (Partikeldarstellung, links) und Strahl- Zeit n. ASB [ms]

diagnostik (rechts) in der Hochdruckkammer  Abb. 7.22: Radiale Strahlpenetration auf mo-
(px = 6bar und Tk = 293K). torischem Rechennetz mit fixiertem Kolben.
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Modellierung der Ziindung:

Die Einleitung der Verbrennung erfolgt durch Funkenentladung an der Ziindkerze. Mangels
physikalischer Kenntnisse iiber den hoch komplexen Flammenkernbildungs- und Flammen-
wachstumsprozess wird auf eine detaillierte Modellierung der Ziindung verzichtet. Stattdessen
wird wihrend der frithen Ziindphase der Verlauf der Flammenfortschrittsvariablen ¢ (siehe Gl.
(6.32)) innerhalb einer charakteristischen Ziindzeitskala vorgegeben.

Modellierung der turbulenten Brenngeschwindigkeit:

Die Korrelation fiir die turbulente Brenngeschwindigkeit s; enthdlt nach GI. (6.12) den Mo-
dellparameter A, der in Abhingigkeit von der Motorkonfiguration und vom zugrunde liegen-
den Rechengitter ermittelt werden muss. Die Anpassung des Koeffizienten Ap; erfolgt durch
iterativen Abgleich des Druckanstiegs aus der 3D-Simulation mit der Hochdruckindizierung
vom Motorpriifstand nach Einleitung der Ziindung. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wur-
de der Modellparameter mit Ap; = 2.6 fiir den Betriebspunkt 1 aus Tab. 7.6 bestimmt. Fiir die
3D-Verbrennungssimulationen der weiteren Betriebspunkte an der selben Motorkonfiguration
wird der angepasste Wert fiir Az, beibehalten.

Modellierung des Wandwéirmeiibergangs:

Der Wandwirmeiibergang ist bei Ottomotoren mit Schichtladung (A > 1) gegeniiber konven-
tionellen A\ = 1-Brennverfahren aufgrund der zentralen Verbrennung vergleichweise gering,
leistet jedoch in der energetischen Bilanzierung einen signifikanten Beitrag. Der Wandwir-
meiibergang setzt sich aus einem konvektiven und einem Strahlungsanteil zusammen, wobei
letzterer meist dem konvektiven Wiarmeiibergangskoeffizienten zugeschlagen wird [87]. Die
Berechnung des Wandwirmebeitrags in der Energiebilanzgleichung (2.14) erfolgt nach dem
Newton’schen Gesetz fiir Konvektion.
AW

O = ia- (T - Tc) - A (7.2)
=1

Darin beschreiben A; die Oberfliche, TG und T~W,i die lokale Gas- und Wandtemperatur. Die
Brennraumwand wird in drei Bereiche (z = 1,2, 3) — Zylinderkopf, Kolben und Laufbuchse
— eingeteilt, wobei fiir jeden der drei Bereiche zeitlich und 6rtlich konstante Wandtempera-
turen angenommen werden. Der Wandwérmeiibergangskoeffizient & wird durch den semi-
empirischen Ansatz nach Woschni [167] berechnet. & wird iiber die gesamte Brennraumwand
als konstant betrachtet und stellt damit nur eine Ndherungslosung dar. Die Kalibrierung des
Modells im Hochdruckzyklus (—90° < o < 490°K'W) erfolgt durch Anpassung des zeitlich
integralen Wandwérmestroms der 3D-CFD-Rechnung an die Druckverlaufsanalyse (DVA) der
Messung iiber den Koeffizienten Ky .

Ky - / dQsp ~ / dQpya (7.3)

Der Koeffizient Ky, = 1.53 wurde fiir den Betriebspunkt 1 aus Tab. 7.6 ermittelt und bleibt
fiir die anderen drei Betriebspunkte unveridndert.

Einen Uberblick iiber die in der vorliegenden Arbeit zugrunde liegende Vorgehensweise bei der
3D-CFD-Simulation vom Ladungswechsel bis zur Verbrennung von Ottomotoren mit Benzin-
Direkteinspritzung zeigt Abb. 7.23. Alle Modellparameter fiir die 3D-Simulation der Gemisch-
bildung und Verbrennung der vier Betriebspunkte aus Tab. 7.6 sind zusammenfassend in Tab. 7.7
dargestellt.
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101

Abb. 7.23: Vorgehensweise bei der 3D-CFD-Simulation des Ladungswechsels, Gemischbil-
dung und Verbrennung bei Ottomotoren mit Benzin-Direkteinspritzung.
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Primiérzerfallskonstante: G, =3 Gl. (4.50)
Strahldynamik: Turbulente Zerfallskonstante: B, =12 Gl. (4.61)
Aerodynamische Zerfallskonstante: B =12 Gl. (4.19)
| Verbrennung: | Brenngeschwindigkeitsfaktor: | Ap =26 |GL(6.12) |
| Wandwirmeiibergang: | Woschni-Koeffizient: | Kw=153 | GL(7.3) |

Tab. 7.7: Modellparameter fiir die 3D-Simulation der Gemischbildung und Verbrennung

7.3.4 Validierungsergebnisse

Die Anfangsrandbedingungen fiir die Gemischbildung und Verbrennung werden durch den La-
dungswechsel definiert. Da der Ladungswechsel als solcher nicht im Fokus der Untersuchung
dieser Arbeit steht, wird das generelle Verhalten der Einlassstromung exemplarisch fiir den Be-
triebspunkt 1 bzw. 2 aus Tab. 7.6 diskutiert. Fiir beide Punkte ist die Einlassstromung identisch.
Auch das Stromungsverhalten bei den Betriebspunkten 3 und 4 unterscheidet sich davon nur
wenig, da es sich im Wesentlichen nur um verédnderte Gemischzusammensetzungen handelt. Ge-
ringfiigige Unterschiede treten durch die verdnderte Thermodynamik des in diesen Fillen etwas
heileren Arbeitsgases durch die externe Abgasriickfithrung auf.

Das globale thermodynamische Verhalten spiegelt sich im Druckverlauf wider. Er wird daher
auch als MaB zur Quantifizierung der Genauigkeit der 3D-Ladungswechselsimulation herange-
zogen und mit der 1D-Simulation verglichen. Der Vergleich der Druckverldufe von 3D-CFD-
und 1D-Ladungswechselsimulation fiir den Betriebspunkt 1 in Abb. 7.24 zeigt eine tendenziell
gute Ubereinstimmung. Geringe Unterschie-
de zu Beginn der Einlassphase kompensieren
sich bis zur Kompressionsphase wieder.

100 ————T———T T

I | o—=0 3D-Simulation

30 | |0 1D GTPower

Das lokale Stromungsverhalten wihrend der
Einlassphase ist anhand des Geschwindig-
keitsvektorfeldes in Abb. 7.25 dargestellt.
Die beiden darin abgebildeten Schnittebenen
liegen in Stromungsrichtung gesehen mittig
in den Einlassventilen. Mit Offnen der Ein-
lassventile stromt das Frischgas in den Brenn-
raum. Dabei reifit die Stromung an den Ven-
tilen ab und es formieren sich zwei gegenlau-
fige Wirbel (vgl. 450° KW n.ZOT). Im spé-
Abb. 7.24: Zylinderdruckverlauf fiir Einlass-  ten Saughub (vgl. 500° KW n.ZOT) fallen
und Kompressionsphase von BP 1. diese Wirbelgebiete in einen grovolumigen
Tumble zusammen. In der spdten Kompressi-
on zerfillt die groBskalige Tumble-Bewegung und setzt turbulente kinetische Energie frei, die
dann zur Beschleunigung der Flammenausbreitung und damit des Verbrennungsvorgangs dient.

Zylinderdruck p [bar]

270 360 450 540 630 720
Kurbelwinkel o [ n. ZOT]

Neben dem Ladungswechsel leistet die spéte Einspritzung im Schichtbetrieb zusitzlich einen
wichtigen Beitrag zur Turbulenzerzeugung. Dabei trigt die Mehrfacheinspritzung neben der Ver-
groBerung des Ziindfensters wesentlich zur Stabilitit des Strahls und des Randwirbels bei (siehe
auch Abb. 7.20). Durch die diskontinuierliche Zufuhr von Strémungsimpuls zwischen Haupt-
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350°KW n.ZOT 550°KW n.ZOT

400°KW n.ZOT

450°KW n.ZOT

650°KW n.ZOT

500°KW n.ZOT 680°KW n.ZOT

v, [m/s]

20

15
10

Abb. 7.25: Geschwindigkeitsvektorfeld der 3D-Ladungswechselberechnung fiir die Betriebs-
punkte 1 und 2 aus Tab. 7.6.
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und Nacheinspritzung findet stets ein Druckausgleich zwischen innerem und du3erem Hohlkegel-
bereich statt, wodurch die Neigung zur Kontraktion des Strahls minimiert wird. Die Wechselwir-
kung des Einspritzstrahls mit der Zylinderinnenstromung ist in Abb. 7.26 dargestellt. Die grof3-
skalige Tumble-Bewegung fiihrt zur Deformation des sich ausbreitenden Randwirbels in Rich-
tung Ziindkerze. Wihrend der Haupteinspritzung bleibt der Strahl bzgl. seiner Verkippung auf-
grund seines hohen Impulses stabil. Erst in der Nacheinspritzung verkippt die Strahlfront durch
die bereits induzierte Gasstromung.

Deformatin des
Randwirbels

,/,yy///,/ ~

— v [m/s]
-34°KW n.ZOT -30°KW n.ZOT [—
051015

Abb. 7.26: Wechselwirkung von Einspritzstrahl und Tumble-Stromung fiir BP 1 aus Tab. 7.6:
Einspritzstrahl in Partikeldarstellung und Geschwindigkeitsvektorfeld in einer Schnittebene
durch die Brennraummitte fiir die Haupteinspritzung (links) und Nacheinspritzung (rechts).

Sowohl durch die Einlassstromung als auch die Hochdruck-Einspritzung und Ziindung resultie-
ren von Zyklus zu Zyklus Schwankungen in Gemischzusammensetzung und -verteilung, welche
die Flammenkernbildung und Verbrennung gleichermafen beeinflussen. Die Folge sind neben
unruhigem Motorlauf vor allem Ziindaus-
setzer und eine unvollstindige Verbrennung
mit entsprechend hohen Emissionen (Fischer
et al. [44]). Zyklenschwankungen charakteri-
sieren sich durch nennenswerte Abweichun-
gen vom gemittelten Zyklus. Exemplarisch
ist in Abb. 7.27 fir den Betriebspunkt 1

" s R . ML SR der Druckverlauf mehrerer Einzelzyklen dem

[ ! ] gemittelten Zyklus gegeniibergestellt. RANS-
10 foopledemnnne S S —— - -] Simulationen geben solche Zyklenschwankun-

50

L

——r—r—
; Einzelzyklus | ]
0—0 Mittelwert

£
[w]

(V%)
(=]

Zylinderdruck [bar]
)
S

_ ! ‘ gen nicht wieder. Sie ermdglichen zu den

Y] P S SR S SR S ] zugehorigen Randbedingungen die Berech-

—0 =20 0 20 40 60 80 pupg des mittleren Zyklus und erlauben da-

Kurbelwinkel ot ["n. ZOT] mit Aussagen bei Anderungen der Betriebs-

Abb. 7.27: Experimentell ermittelter Druck- bedingungen, wie im Folgenden fiir die in

verlauf der Einzelzyklen und des gemittelten =~ Tab. 7.6 dargestellten Betriebspunkte gezeigt
Zyklus fiir den Betriebspunkt 1 aus Tab. 7.6. wird.

Die Analyse der Verbrennung erfolgt anhand der aus dem Motorpriifstand gewonnenen Indizier-
daten. Die thermodynamische Analyse der Druckindizierung (Druckverlaufsanalyse) liefert zu-
satzlich wichtige energetische Aussagen, wie z.B. iiber Brennverlauf oder Wandwirmeverluste.
Zur Validierung der Simulation werden in gleicher Weise Druck- und Brennverldufe herangezo-
gen. Fiir die vier Betriebspunkte ist in Abb. 7.28 der Zylinderdruckverlauf des Hochdruckzyklus
aus der Simulation dem gemittelten Druckverlauf der Messung gegeniibergestellt. Abb. 7.29 zeigt
das Integral von berechnetem und gemessenem Brennverlauf (Summenbrennverlauf), die alle auf
Basis des selben Druckverlaufsanalyseprogramms ermittelt wurden.



7.3 Validierung des Gesamtmodells am Motor 105

a) 50_"'! ']""'I"'I"'I"'_ b) 50_"'! ']""'I"'I"'I"'_
; : 00 (1) ZZP=—29" (Exp.) | 3 ; 3 << (3) 10% AGR (Exp.)
5 — (1)ZZP=-29" (Sim.) |} [ 5 ! — (3) 10% AGR (Sim.)]
40 pooeeees i \ | o0 (2)ZZP=-19° (Exp)) |] 40 poomeee . “| & (4) 30% AGR (Exp.)]
=) E | — (2)ZZP=-19 (Sim.) T E N\ | — (4)30% AGR (Sim. }]
=) i W =) i W T T
2 30 f--mee- N b heEEEETE . 'CEEEEEEE SERREEERIEEEREEY 2 30 f--mee- ‘ FEECTEERTT EERRERES
Y : Y : :
g ' g ' :
= r : = : :
o L L _ N _______t_______J o oA _ ¥ ___i__MN___J________v_______J
g 20 ! g 20 } :
B B ) X
N _ N ) ! i
10 fpP ot S 10 foptto b P ]
ol Lo ol Lo
—40 =20 0 20 40 60 80 —40 =20 0 20 40 60 80
Kurbelwinkel o [° n. ZOT] Kurbelwinkel o [° n. ZOT]

Abb. 7.28: Zylinderdruckverldufe: a) Variation des Ziindzeitpunkts (Betriebspunkt 1 und 2) und
b) Variation der externen Abgasriickfithrungsrate (Betriebspunkt 3 und 4).
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Abb. 7.29: Summenbrennverldufe: a) Variation des Ziindzeitpunkts (Betriebspunkt 1 und 2) und
b) Variation der externen Abgasriickfithrungsrate (Betriebspunkt 3 und 4).

Die Ubereinstimmung zwischen 3D-Simulation und Messung ist fiir die vier Betriebspunkte als
gut zu bewerteten. Die charakteristischen Verbrennungskenngroé3en wie Hohe und Lage des Spit-
zendrucks, 50%-Energieumsatzpunkt sowie die chemische Wirmefreisetzung werden mit einer
zufriedenstellenden Genauigkeit abgebildet. Die maximalen Abweichungen der Simulation ge-
geniiber den Messwerten liegen quantitativ bei:

e Maximaldruck: ApPpae < 1.6 bar

e Lage des Maximaldrucks: Aoy, < 2.5°KW
e 50%-Energieumsatzpunkt: ABsy < 2.0°KW
o Chemische Wirmefreisetzung:  AQ°/Q%,, < 2.5%

Die quantitative Bewertung des Summenbrennverlaufs erfolgt an drei charakteristischen Punk-
ten des Energieumsatzes. Der 5%-Umsatzpunkt stellt nach dem eingeleiteten Ziindverzug den
Brennbeginn und der 90%-Umsatzpunkt das Brennende dar. Der 50%-Umsatzpunkt wird in der
Literatur oft als Verbrennungsschwerpunkt? bezeichnet, der wirkungsgradoptimal bei ca. 8° KW

2Strenggenommen ist der Schwerpunkt der Verbrennung durch den geometrischen Flichenschwerpunkt
as = A" [ a dB des Brennverlaufs definiert.
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n. ZOT angenommen wird (siehe Spicher [135]). Bei DE-Ottomotoren, die mit Ladungsschich-
tung betrieben werden, liegt der 50%-Punkt im Allgemeinen friiher. Die strenge Kopplung von
Einspritz- und Ziindzeitpunkt erfordert hier eine Kompromissldsung, die einerseits eine ausrei-
chend frithe Einspritzung mit einer guten Gemischaufbereitung fiir ein schnelles Ausbrandver-
halten mit niedrigen HC-Emissionen beinhaltet und andererseits eine spite Einspritzung fiir eine
verbrauchsoptimale Schwerpunktlage erlaubt.

Die Abweichung von Rechnung und Messung fiir die drei charakteristischen Umsatzpunkte zeigt
Abb. 7.30 anhand der Brenndauern Bs_5 bzw. Bsy_go , d.h. der Dauer zwischen 5% und 50%
bzw. 50% und 90% Energieumsatz. Daraus geht hervor, dass im Besonderen die erste Hilfte der
Verbrennung sehr prizise mit einer Genauigkeit von ABj_59 < 1° KW abgebildet wird. Groere
Unterschiede treten erst in der zweiten Hélfte der Verbrennung bei zunehmenden Restgasriick-
fithrraten auf, die jedoch in einer Groenordnung von maximal ABsy_ g9 < 7° KW und fiir die
gesamte Brenndauer von maximal ABs5_g9 < 8° KW vertretbar sind. Als Ursache hierfiir ist die
Restgasabhingigkeit in der Gleichung (6.10) der laminaren Brenngeschwindigkeit s; zu nennen,
die tiber einen einfachen linearen Zusammenhang s; ~ (1 — f Yx) beschrieben wird.

Als MaB zur Charakterisierung der (spezifischen) Arbeit dient der indizierte Mitteldruck p,,,;. Er
beschreibt die auf das Hubvolumen Vy bezogene Gasarbeit Wi 4 je Arbeitsspiel und berechnet
sich fiir den Hochdruckteil (—90° < o < 490° KW n.ZOT.) aus:

V(a=+90°)

1%
T KAHD mit Wkanp = / p dV, (7.4)
Vi V(a=—90°)

Fiir die vier Betriebspunkte sind die Abweichungen des berechneten indizierten Mitteldrucks des
Hochdruckteils p,,,; zp gegeniiber der Priifstandsindizierung in Abb. 7.31 dargestellt. Die bereits
geschilderte gute Ubereinstimmung von Simulation und Messung spiegelt sich erwartungsgeméf

im indizierten Mitteldruck mit einer maximalen Abweichung von 1% = £+2.2% wider.
mi, ,Exp

Pmi,HD =

10.0 T T T T 3.0
8.0 f- 2.0 Frmmm e ]
6.0 — 1.0 pe=e=--- 094% ]
= ®
Z =
. 40 g 0.0 p------ e - - - p— - - —- = =
z % -0.05%
[ _y
2.0 ~ _1.0 p---m-m-mmm--—-- - - B oo
£
- 5
0.0 B Yo SRR W I ———
20 -1.92%
-2.21%
720 1 1 1 1 _30 1 N
Nr 1 Nr 2 Nr 3 Nr 4 Nr 1 Nr 2 Nr 3 Nr 4

Abb. 7.30: Abweichung der Brenndauer Bs_5y  Abb. 7.31: Abweichung des indizierten Mittel-
bzw. Bs0_g9 aus der Simulation gegeniiber der  drucks des Hochdruckteils aus der Simulation
Messung. gegeniiber der Hochdruckindizierung.

Ein entscheidender Mehrwert, den die 3D-Simulation in der Brennverfahrensentwicklung gegen-
iber experimentellen Untersuchungen liefern kann, liegt in der Analyse der lokalen chemischen
Reaktionsabldufe und dem daraus gewonnenen Verstindnis iiber die Wirkmechanismen. In Abb.
7.32 und 7.33 sind fiir die Variation des Ziindzeitpunktes und der externen Abgasriickfiihrrate
in finf Schnitten in der Tumble-Ebene die lokale Temperaturverteilung und eine Isofliche der
Temperatur 7" = 2000 K fiir fiinf Zeitpunkte von —20° bis +30° KW n. ZOT dargestellt. Wie
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b) ESB =30°und ZZP = 21°KWv.ZOT

a) ESB =38°und ZZP = 29°KWv.ZOT

-10°KW n.ZOT

~
o
N

=
=
¥
S

10°KW n.ZOT

30°KW n.ZOT

Abb. 7.32: Temperaturverteilung und -Isofliche 7' = 2000K": a) Betriebspunkt 1 und b)

Betriebspunkt 2 aus Tab. 7.6.
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a) AGR=10%
-20°KW n.ZOT

b) AGR = 30 %

0°KW n.ZOT

30°KW n.ZOT

T, [K]

2500
2000
1500
1000

500

Abb. 7.33: Temperaturverteilung und -Isoflaiche 7' = 2000/K": a) Betriebspunkt 3 und b)
Betriebspunkt 4 aus Tab. 7.6.
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daraus zu erkennen ist, bildet sich mit der Einleitung der Verbrennung an der Ziindkerze ei-
ne turbulente Flammenfront aus, die entlang der durch den Hohlkegelstrahl der Piezo-A-Diise
gebildeten torusformigen Gemischwolke fortschreitet und sich an der zur Ziindkerze gegeniiber-
liegenden Seite wieder schlie3t. Die Verbrennung lduft in allen vier Betriebspunkten zentral mit
geringen Wandwirmeverlusten ab. Im Vergleich der Betriebspunkte 1 und 2 in Abb. 7.32 ist
in beiden Fillen eine ungiinstig frithe Schwerpunktlage mit bis zu H;y = —7° KW v.ZOT zu
beobachten. Auch die lokalen Temperaturen liegen im Hinblick auf die NO,-Emissionen ungiin-
stig hoch. Eine deutlich giinstigere Lage des Verbrennungsschwerpunkts sowie eine Abnahme
der Verbrennungstemperaturen ist mit zunehmender externer Restgasriickfiihrrate zu sehen (sie-
he Abb. 7.33). Bereits bei 10% und im Besonderen bei 30% externem Restgasgehalt ist eine
deutliche Senkung der lokalen Temperaturen zu erkennen. Allerdings verzogert sich die Flam-
menfrontausbreitung aufgrund des hoheren Restgasgehalts bereits wihrend ihrer Entstehung bei
der Ziindung sowie im weiteren Verbrennungsablauf. Als Folge stellen sich entsprechend lange
Brenndauern ein.

Dieses Beispiel zeigt die Moglichkeiten fiir die operative Anwendung der 3D-CFD-Simulation
in der Brennverfahrensentwicklung. Uber die standardmiiBige Anwendung hinaus, die heute vor-
wiegend die Analyse der ,kalten Stromung wihrend des Ladungswechsels betrifft, konnen
nun auch Einfliisse von Gemischbildungs- und Verbrennungsparameter in jeweils unterschied-
lichen Brennraumgeometrien und Betriebsbedingungen analysiert, interpretiert und schlielich
optimiert werden. Hierzu zidhlen beispielsweise Untersuchungen zum Restgaseinfluss, Einspritz-
zeitpunkt, -taktung und -verlaufsform, der Wechselwirkung des Einspritzstrahls mit der Ladungs-
bewegung sowie die Einleitung der Ziindung hinsichtlich einer giinstigen Verbrennungsschwer-
punktlage bei gleichzeitig giinstigem Ausbrandverhalten.






Kapitel 8

Zusammenfassung und Ausblick

8.1 Zusammenfassung

Die Senkung des Kraftstoffverbrauchs und der Schadstoffemissionen von verbrennungsmotori-
schen Antrieben sind die zentralen technologischen Schwerpunkte bei der Brennverfahrensent-
wicklung. Bei Ottomotoren ist die Benzin-Direkteinspritzung mit strahlgefiihrtem Brennverfah-
ren ein richtungweisendes Konzept zur Erfiillung der ambitionierten CO4-Emissionensziele. Im
Entwicklungsprozess dieser neuen Brennverfahren ist es unumginglich, 3D-CFD-Simulations-
methoden zur Vorauswahl von Parametern und zur Gewinnung eines verbesserten Verstindnisses
iber die komplexen Mechanismen innermotorischer Phanomene einzusetzen. Den hohen Anfor-
derungen, die dadurch an die 3D-Simulation beziiglich Vorhersagefihigkeit und Effizienz gestellt
werden, muss durch ein problemorientiertes Modellierungskonzept Rechnung getragen werden.
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde ein konsistentes Gesamtmodell vorgestellt, welches
eine durchgingige 3D-Berechnung, beginnend bei der Diiseninnenstromung iiber die Gemisch-
bildung bis hin zur Verbrennung, von Ottomotoren mit strahlgefiihrten Brennverfahren und Piezo-
A-Diisen erlaubt.

Der Gemischbildung kommt bei strahlgefiihrten Brennverfahren die entscheidende Bedeutung
zu, da nachfolgende Prozesse wie Ziindung und Verbrennung mafgeblich davon abhiingen. Mo-
derne nach auBlen 6ffnende Piezo-A-Diisen erfiillen die hohen Anforderungen hinsichtlich Zer-
stdaubungsgiite und Strahlstabilitit. Aufgrund ihrer extrem kleinen Abmessungen nimmt mit ih-
nen aber auch die Sensitivitit der Strahlausbreitung und Randwirbelbildung von der Diiseninnen-
stromung zu. Der Herausforderung, die sensitiven Stromungsphinomene numerisch abzubilden,
wurde durch ein neues Konzept Rechnung getragen, dessen tragende Sdulen die Kopplung aus
Diiseninnenstromung und Gemischbildung, der Primérzerfall und die turbulente Dispersion sind.
Die mehrphasige Diiseninnenstromung wird tiber Betrag und Richtung des mittleren Stromungs-
impulses sowie der turbulenten Lidngenskalenverteilung am Diisenaustritt an die Gemischbildung
angekoppelt. Die Lagrange’sche Modellierung des sich anschlieBenden primiren Strahlaufbruchs
und Tropfenzerfalls erfolgt unter der Annahme, dass die Stromungsturbulenz aus der Diise den
verantwortlichen Zerfallsmechanismus darstellt. Die resultierenden Tropfengréen stehen dabei
in Korrelation mit dem Spektrum turbulenter Langenskalen aus der Diiseninnenstromung. Dieses
Modellierungskonzept beschreibt in integraler Form den Primirzerfall unter Beriicksichtigung
der wesentlichen Kenngroflen der Diiseninnenstromung und ermoglicht so die Abbildung von
diisenspezifischen Sensitivitdten bei akzeptablen Rechenzeiten.

Eine entscheidende Bedeutung bei der Simulation der Einspritzung kommt der turbulenten Dis-
persion zu, da sie maflgeblich die Strahlausbreitung prigt. In dieser Arbeit wurde ein neues
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Konzept vorgestellt, welches die turbulente Dispersion in Analogie zur Brown’schen Moleku-
larbewegung iiber eine Fokker-Planck-Gleichung beschreibt. Fiir die Verdampfung wurde ein
Mehrkomponentenansatz nach Tanim und Hallett [147] gewihlt und fiir die innermotorische An-
wendung weiterentwickelt. Auf Basis der kontinuierlichen Thermodynamik beschreibt das Mo-
dell die Kraftstoffkomposition statistisch und bietet eine recheneffiziente Losung bei angemes-
senem Detaillierungsgrad. Den numerisch kritischen Diskretisierungsgesichtspunkten von Raum
und Statistik des Lagrange’schen Strahlmodells wurde durch ein strahladaptives Rechengitter mit
Diisenaustrittsauflosung und einer angepasst hohen Partikelanzahl Rechnung getragen.

Die ottomotorische Verbrennung von strahlgefiihrten Brennverfahren ist im Teillastbetrieb mit
Schichtladung durch eine Uberlagerung von Vormisch- und Diffusionsverbrennung im teilweise
vorgemischten Gas charakterisiert. Die Schwierigkeit liegt darin, die stark gekoppelten physika-
lisch-chemischen Prozesse so zu beschreiben, dass die Wirmefreisetzung korrekt wiedergegeben
wird. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde hierfiir das 7-Spezies-PDF-Flammenfaltungs-
modell entwickelt, welches das Eingleichungs-Flammenfortschrittsmodell von Weller [159] in
einer modifizierten Form fiir die turbulente Vormischverbrennung und ein ,,Flamelet*“-Modell
basierend auf dem Konzept von Steiner [139] fiir die turbulente Diffusionsverbrennung kombi-
niert. Mit sieben Spezies erlaubt das Modell die reprasentative Abbildung der chemischen Wiir-
mefreisetzung, das auch die Zwischenproduktbildung in den kraftstoffreichen Zonen beinhaltet.
Der Turbulenzeinfluss auf den lokalen Mischungszustand wird sowohl fiir Flammenfortschritt als
auch im ,,Flamelet* statistisch durch eine vordefinierte PDF beriicksichtigt.

Fiir die Modellvalidierung wurde eine Untergliederung nach Einzelprozessen vorgenommen. Das
Strahlmodell fiir A-Diisen wurde anhand von optischer Diagnostik in einer Hochdruckkammer
am Beispiel von zwei Injektoren validiert. Mit dem gekoppelten Konzept aus Diiseninnenstro-
mung und Gemischbildung wurde gezeigt, dass sich die nur geringen geometrischen Unterschie-
de der beiden Injektoren in Form unterschiedlicher Stromungsgeschwindigkeiten und Turbulenz-
verteilungen am Diisenaustritt wiederfinden. Zusammen mit den aus dem unterschiedlichen Pri-
miraufbruchsverhalten resultierenden Tropfengroen wurde das stark differenzierte diagnostisch
beobachtete Strahlausbreitungsverhalten qualitativ und quantitativ gut abgebildet. Das Mehrkom-
ponentenverdampfungsmodell wurde am ruhenden Einzeltropfen erfolgreich validiert und fiir die
Einspritzung unter motorischen Bedingungen plausibilisiert. Die im Experiment beobachtete Vo-
latilitdt des Kraftstoffs wurde qualitativ wiedergegeben.

Die Validierung des Gesamtmodells erfolgte an einem Einzylinderaggregat mit Benzin-Direkt-
einspritzung und strahlgefiihrtem Brennverfahren mit Piezo-A-Diise. Um die Giiltigkeit des Mo-
dells fiir einen breiten Anwendungsbereich sicherzustellen, wurden vier Teillast-Betriebspunkte
im Schichtladungsbetrieb mit variiertem Einspritz- und Ziindzeitpunkt sowie unterschiedlicher
externer Restgasriickfiihrrate untersucht. Die Giite und Qualitét des Simulationsergebnisses kann
im Vergleich zu den Indizierdaten vom Motorpriifstand als ausgesprochen gut bewertet werden.
Die fiir ottomotorische Brennverfahren charakteristischen Kenngrofen, wie Lage und Betrag des
Druckmaximums, Lage des Verbrennungsschwerpunkts und integrale chemische Energieumset-
zung, werden quantitativ richtig abgebildet.

Abschliefend bleibt festzuhalten, dass das in dieser Arbeit vorgestellte Modellierungskonzept
sowohl in der frithen Konzept- und Designphase als auch im seriennahen Optimieriungsprozess
von ottomotorischen Brennverfahren mit Schichtladung gewinnbringend eingesetzt werden kann.
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8.2 Ausblick

Im Rahmen der durchgefiihrten Validierungsstudie konnten auch Potenziale identifiziert werden,
die auf eine noch bessere numerische und physikalische Beschreibung der Einzelprozesse schlie-
Ben lassen. Sie betreffen die Modellierung der Strahldynamik und des Flammenfortschritts.

Die strahldynamische Modellierung erfordert, wie alle anderen physikalischen Prozesse auch,
eine angepasst feine rdumliche Diskretisierung zur Auflosung der relevanten Langenskalen. Fiir
die Fliissigphase ergibt sich in Lagrange’scher Betrachtungsweise die Schwierigkeit, dass mit
der Netzfeinheit auch die Anzahl an numerischen Partikeln hinsichtlich einer konvergenten sta-
tistischen Losung der Tropfeneigenschaften zunimmt und damit natiirlich auch die Rechenzeit.
Eine Losung fiir diese Problematik versprechen gekoppelte Konzepte, welche fiir die disperse
Phase im Fernbereich der Diise nach wie vor eine konventionelle Lagrange’sche Formulierung
verwenden, im kritischen Nahbereich hingegen die Fliissigphase in Euler’scher Betrachtungswei-
se beschreiben.

Die Modellierung des Flammenfortschritts mit dem Ansatz von Weller [159] hat fiir die Schicht-
ladungsverbrennung gezeigt, dass es durch den Diffusionsterm zu Riickreaktionen in der Flamme
kommt, d.h. unverbrannter Kraftstoff aus verbranntem Gemisch entsteht. Im Rahmen der vorlie-
genden Arbeit wurde diese Problematik durch Elimination des Diffusionsterms umgangen. Fiir
eine zukiinftige Losung wire ein G-Gleichungsmodell zu bevorzugen, wie es von Kraus [78]
vorgestellt wurde. Dariiber hinaus wire als sinnvolle Erweiterung des hier vorgestellten Ansatzes
die Modellierung von Schadstoffen, wie z.B. von Stickoxiden NO,, vorstellbar.
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A Stoffkorrelationen fiir Realkraftstoffe

In der kontinuierlichen Thermodynamik miissen die thermophysikalischen Eigenschaften des
Mehrkomponentenkraftstoffes durch Integration der Stoffkorrelationen fiir die reinen Stoffe mit
Hilfe der zugrunde liegenden kontinuierlichen Verteilungsfunktion bestimmt werden. Im Rah-
men der vorliegenden Arbeit werden Stoffkorrelationen herangezogen, wie sie von Tanim und
Hallett [147] und Lippert [82] vorgeschlagen wurden.

Laminare Diffusivitit der Dampfphase:

Die laminare Diffusion ist eine stoffspezifische GroBe. Sie ist gegeniiber der turbulenten Diffu-
sion, die stoffunabhingig ist, vergleichsweise klein. Fiir den Verdampfungsprozess kommt der
laminaren Diffusion an der Tropfenoberfliche jedoch die entscheidende Bedeutung zu. Nach
Tanim und Hallett [147] konnen fiir die drei in Kap. 5 beschriebenen Momente die laminaren
Diffusionskoeffizienten aufgrund ihrer dhnlichen Gré8enordnung als identisch betrachtet werden
(D =D = D). Lippert [82] schlidgt zur Bestimmung des laminaren Diffusionskoeffizienten den
nicht-linearen Ansatz von Fuller (siche Reid et al. [112]) vor.

1.43 - 1077 717 11\
p ML,K |:\3/ ZI/,L + \3/ ZV,K r P

Darin beschreiben 7" die Temperatur, p den Druck, M}, und 6 die mittlere Molmasse des Umge-
bungsgases bzw. Kraftstoffdampfes. Die Summe der atomaren Diffusionsvolumen > | von Luft
und Kraftstoff berechnet sich durch

>, = f; (n Zy,i) : (A.2)

worin n; die Anzahl der Atome des Elements 7 beschreibt. Die elementspezifischen atomaren Dif-
fusionsvolumina Zy’i sind in Tab. A.1 gegeben. Ein Vergleich der Diffusivititen von n-Alkanen
nach Fuller und experimentellen Messwerten von Vargaftik [152] zeigt Abb. A.1.

‘ Element: ‘ C ‘ H ‘ Luft ‘
‘ > ‘ 159 ‘ 2.31 ‘ 19.7 ‘

Tab. A.1: Atomare Diffusionsvolumen nach Reid et al. [113].

Kritische Temperatur:

Die kritische Temperatur 7},.;; wird in Analogie zur Siedetemperatur 7’s (siehe Gl. (5.23)) iiber
einen linearen Zusammenhang mit der Molmasse 65; des Kraftstoffes berechnet [147].

K
Tyrit (OF1) = prit + brit O mit aprit = 440.8 K, bprir = 1'21ﬁ (A.3)
mo
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128 Anhang

Ein Vergleich der Korrelation mit Werten aus der Literatur nach Vargaftik [152] zeigt Abb. A.2.
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Abb. A.l: Diffusivitit der Gasphase fiir n- Abb. A.2: Kritische Temperatur fiir n-Alkane
Alkane bei p = 1 bar und T' = 293 K nach nach Tanim und Hallett [147] und Vargaftik
Fuller (siehe [112]) und Vargaftik [152]. [152].

Verdampfungsenthalpie:

Die Verdampfungsenthalpie eines Reinstoffes ist definiert als die Enthalpiedifferenz des gesiit-
tigten Dampfes und der siedenden Fliissigkeit bei derselben Temperatur. In der kontinuierlichen
Thermodynamik bestimmt sie sich aus der Integration der mit dem Molenstrom N und der zuge-
horigen Verteilung f/, (M) gewichteten Verdampfungsenthalpie Ah, (M) des Reinstoffes.

LT = 0 (Yp fara(M
Ahv:ﬁ [/0 NAh,(M)Yp frra (M), dM—/O Ah,(M)ceD ( Dfaf\il( )

]
(A4)
Fiir Homologe Reihen! approximierten Tanim und Hallett [147] die Verdampfungsenthalpie mit

Tyrit — T ) .
Tyrit — Ts 7
wobei die Grofen az = 2.07-10~7 J/kmol, by = 1.35-107° J/kg und (Tys — Ts)"* = 6.959 als
konstant betrachtet werden. Unter der Annahme konstanter Diffusivitdt D ergibt sich aus der In-

tegration von Gl. (A.4) zusammen mit Gl. (A.5) die Verdampfungsenthalpie der kontinuierlichen
Mischung zu:

1 P A
rit T
Ahv = |:(IH + bH (YD,O 0[)70 - = (YDpo HD,oo - YD,O 0D,O)):| (7) (A6)
BM Tkm’t - TS

Spezifische Wirmeleitfihigkeit:

Die spezifische Wiarmeleitfahigkeit des Gasgemisches A\¢ wird nach Tanim und Hallett [147]
in linearer Abhingigkeit von der mittleren Molmasse 6 und linearer Abhingigkeit von den
temperaturabhéngigen Koeffizienten bestimmt.

Ae(0p.Tc) = (akc + axr Te) + (bke + bxr 1) Op (A7)

'Eine Reihe von Stoffen, die sich iiber eine allgemeine Summenformel darstellen lassen, wie z.B. n-Alkane.
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a W \W b Wkmol b Wkmol
KC |mK AKT | hK2 KC | kgmK KT | kgmK?
| —237-10% | 1.09-10* | 347-10° | —1.91-107% |

Tab. A.2: Konstanten fiir die spezifische Warmeleitfahigkeit nach Tanim und Hallett [147]

Spezifische Wirmekapazitit der Fliissig- und Dampfphase:

Die Korrelation fiir die spezifische Wirmekapazitit des fliisssigen Kraftstoffes wird nach Tanim
und Hallett [147] in linearer Abhéngigkeit von der mittleren Molmasse 0, der Fliissigkeit be-
schrieben. Der Einfluss der Tropfentemperatur 77, fliet tiber ein Polynom 2. Grades ein.

om0, Try) = Opy (an + bp Ty + CFlTJQ“T) (A.3)
a Jkmol b Jkmol Jkmol
Fl ngK Fl kg2K2 CFl kg2K3
| 2.26 | —2.94-107% | 9.46-10° |

Tab. A.3: Konstanten fiir die spezifische Wirmekapazitit
der Fliissigphase nach Tanim und Hallett [147]

Die spezifische Wirmekapazitit ¢, p bei konstantem Druck des Kraftstoffdampfes wird nach
Chou und Prausnitz [25] analog zur Fliissigphase in linearer Abhingigkeit von der mittleren
Molmasse 6 des Kraftstoffdampfes beschrieben. Der Temperatureinfluss wird tiber ein Polynom
3. Grades erfasst.

pOp,Te) = a(Te)+b.(1c) Op

mit ac.(Tg) = o+ aciTo + acoTE + ac3TH (A.9)
und bc(TG) = bC,O + bc,lTG + bc,QTé + bc,BTCBT‘
J Jkmol J Jkmol J Jkmol J Jkmol
a’C,O kg_K ) bC,O ngK a’c,l kg? » bc 1 ngKQ ac,2 kg? ) bc 2 ngKS a’c,3 kg? » bc,3 kg2K4
2.465 —1.144-1072 1.759 - 107° —5.972-107°

Tab. A.4: Konstanten fiir die spezifische Wirmekapazitit der Dampfphase nach Tanim und
Hallett [147]

Kinematische Viskositit der Fliissigphase:

Die kinematische Viskositit der Fliissigphase ldsst sich nach einer empirischen Korrelation von
Lippert [82] berechnen. Die Abhéngigkeit von der Molmasse ist in nicht-linearer Form iiber die
Anzahl der Kohlenstoffatome C' enthalten.

Tri
wr(C,Try) = exp [pl ( hrit + po + Cp‘*)} +p3 CP4 /1 —

+ in|1l-— 1— A.10
be |: ( Tkm’t Tkrit ( )
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Die zugehorigen Modellkonstanten gibt Lip-
pert [82] an mit:

p1 = 3.05636 £ 0.1695

py = —3.779 + 0.060815
ps = 0.041427 + 0.058913
ps = 0.184697 £ 0.010521
ps = 0.559556 £ 0.495034
ps = —1.10318 +£ 0.711650

Den Vergleich der Korrelation nach Gl.
(A.10) mit den in Kiva-3v [7] zugrunde lie-
genden experimentellen Werten fiir die Grup-
pe der n-Alkane zeigt Abb. A.3.

Oberflaichenspannung:

Anhang
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Abb. A.3: Flissigkeitsviskositét fiir n-Al-
kane nach GI. (A.10) und Kiva-3v [7].

Die Oberflachenspannung o x; lésst sich fiir eine Kraftstoffmischung aus einer Vielzahl an Kom-
ponenten mit Hilfe der MacLeod-Sugden-Korrelation abschitzen (siehe Reid et al. [113]).
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Abb. A.4: Oberflaichenspannung fiir n-Al-

kane nach GI. (A.11) und Vargaftik [152].

4 TFl 4n
)] (1 Tkm) (A.11)
Darin beschreiben cg; = prr,/0p bzw. cp =
pp/0p die molare Dichte der Fliissig- bzw.
der Dampfphase, T, die Fliissigkeitstem-
peratur und 7k,;; die kritische Temperatur.
Den Exponenten n des temperaturabhéingi-
gen Terms geben Reid et al. [113] fiir Koh-
lenwasserstoffe mit n = 0.29 an. Die stoff-
abhingige Grofe [P] wird Parachor bezeich-
net und dient als Mal fiir die Molvolumina
unter Beriicksichtigung der Oberflichenspan-
nungskrifte (siehe dazu Reid et al. [113]).
Eine Gegeniiberstellung fiir die Oberflachen-
spannung op; nach der MacLeod-Sugden-
Korrelation aus GI. (A.11) mit Werten aus der
Literatur nach Vargaftik [152] fiir die Gruppe
der n-Alkane zeigt Abb. A.4.



B Integration der turbulent-gemischten
Kraftstoffmenge

In dem in Kap. 6.3.2.3 beschriebenen Reaktionsmodell auf Basis einer Einschritt-Bruttoreaktion
mit drei reaktiven Spezies wird der Einfluss turbulenter Gemischfluktuationen auf den mit Luft
gemischten Kraftstoffanteil iiber die statische Verteilung der Gemischzusammensetzung des ,,pre-
sumed“-PDF-Ansatzes (siche Kap. 6.3.2.2) beriicksichtigt. Der Mittelwert der gemischten Kraft-
stoffmenge 7, (Z) ergibt sich aus der Integration von p,,(Z) iiber die 3-Funktion P(Z) im Mi-
schungsbruchraum Z.

1 ———
P, 1) = / pm(Z: 7 t) P(Z; Z(Z,t), Z"(Z,t)) dZ (B.1)
0

Das Einsetzen der gemischten Kraftstoffmenge p,,,(Z) nach Gl. (6.26) und der 3-Funktion P(Z)
nach GI. (6.21) fiihrt auf einen Ausdruck fiir p,, mit zwei unvollstindigen -Funktionen.

P Zet 5-1
Om = Z(1=2)"" dZ
= Bla. ) /0 1-2)
ﬁ ZSt /1 a—1 B
+ Z 1-2)V d7 (B.2)
B(Ol,ﬁ) 1 _Zst Dot ( )

Darin beschreiben 7, den Mischungsbruch unter stochiometrischen Bedingungen, B(«, (3) den
Normierungsfaktor (siehe Gl. 6.23) mit o bzw. 3 als Formparameter der $-Funktion. Durch eini-
ge mathematische Umformulierungen lésst sich Gl. (B.2) in eine Form

5 P Z—Za_ (", o1 (1-2)
= ze(1—2)" az+ 2, (12
P 1~ Z, B(a+1,ﬁ)/0 (1-2) +
r
5 L@t B) e g e (B.3)

[(a+1,3)0(8)

mit einer einzigen unvollstdndigen (3-Funktion iiberfiihren. Das Integral in Gl. (B.3) ldsst sich mit
Hilfe der Lentz’schen Methode numerisch l16sen.

Im Grenzfall von duflerst kleinen turbulenten Fluktuationen, also wenn die Varianz des Mi-
schungsbruchs 22 = 0 (a+ 3 — o0) ist, konvergiert Gl. (B.3) zu dem aus Gl. (6.26) bekanntem
Ausdruck.

p  fir 0<Z<Zy (mager)

Z
Pm = Zs ~ ~ (B4)
- (1—2) p fir  Zy<Z<1 (fett)
T List
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Umgekehrt ldsst sich im Fall von maximaler Varianz ﬁmax =7 (1 — Z ) (@ — 0,8 — 0)
zeigen, dass Kraftstoff und Luft vollkommen entmischt sind.



C Integration der gemittelten turbulenten
Brenngeschwindigkeit

Die turbulente Brenngeschwindigkeit s; ist iiber die laminare Brenngeschwindigkeit s;($) abhin-
gig vom Mischungszustand. In heterogenen Gemischen muss daher der Einfluss der Mischung
auf die Flammfrontausbreitung durch Mittelung der turbulenten Brenngeschwindigkeit iiber die
statistische Verteilung der Gemischzusammensetzung I5(Z ) beriicksichtigt werden (vgl. Kap.
6.3.2.2). Unter Verwendung einer 3-Funktion P(Z) nach Gl. (6.21) lisst sich die mit dem Mi-
schungsbruch Z gewichtete mittlere turbulente Brenngeschwindigkeit schreiben als:

1 —
/ 51(D: 7. 1) P(Z: 2(7,1), ZP(3,1)) Z(7.1) dZ
0

gt(f, t) —

. (C.1)
/ Z(Z,t) dZ
0

Mit dem Zusammenhang von Aquivalenzverhéltnis ® und Mischungsbruch Z = ®/(® + L)
lisst sich Gl. (C.1) zusammen mit der 3-Funktion P(Z) aus Gl. (6.21) als reine Funktion von
®(z, t) darstellen.
o L’ >0 B (T, )"
St(xvt) B(Oz,ﬁ) /O St(cl)(l‘vt)) ((I)(.f, t) + Lst)oc-i-ﬂ-i-l
Darin beschreiben Ly, die stochiometrische Luftzahl, B(«, 3) den Normierungsfaktor (siehe Gl.
6.23) und « bzw. [ die Koeffizienten der §-Funktion gemif3 Gl. (6.22) bzw. Gl. (6.23). Fiir

die numerische Integration von Gl. (C.2) wird fiir die turbulente Brenngeschwindigkeit nach GI.
(6.12) der Term

u! Ni:2 —% S1\?¢ 1s, 3 /s5\2 . ,
e~ ) @) =tga (@) mrovee e
i=0

durch eine binomische Reihe 2. Ordnung entwickelt, womit sich s; formulieren ldsst als:

dd (C.2)

1=2 1
—5 o . . ) 1 7 13
st = Am E ( Z.2)U, f1+131f1 + 3{3 mit  fo = & h= 6’ fa= R fs=1 (C4)
i=0

Zusammen mit der laminaren Brenngeschwindigkeit nach Gl. (6.10) ldsst sich nach einigen al-
gebraischen Umformungen die mittlere turbulente Brenngeschwindigkeit schreiben als:

i=2
Lt =\ ~f -t
o, — _ st A 2 fz /7fz+1I, f3 /7f3+1] .
5= Bla, B) [ Fl ;0 < ; )Cslu i+ Clu 3 (C.5)

mit den Integralen /; fiir: = 0,1, 2,3

L= | T eap [~ €@~ 0+ (a+ fig) nd— (a+ B+ 1) In (D4 Ly)] O (C)
0
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Zur ndherungsweisen Losung der Integrale /; wird in Analogie zur Vorgehensweise in Kaube
[73] die Sattelpunktmethode herangezogen. Danach werden die Integrale

L:/ e F® e fir i=0,1,2,3 (C.7)
0

tiber eine Approximation der Funktionen F;(®) durch ein Taylor-Polynom 2. Ordnung im Mini-
mum ®, mit F/(P;) = 0 bestimmt.

1
Fi(®) ~ Fi(®) + 5 F'(®o) (@ — ®o)*  fir i=0,1,2,3 (C.8)

Die zugrunde liegenden Funktionen F; stellen im globalen Minimum @, ein Polynom 3. Ord-
nung dar, welches iterativ, z.B. durch ein Newton-Iterationsverfahren, ermittelt werden muss.

Die gesuchten Integrale
I, ~ e Fi®)  fir i=0,1,2,3 (C.9)
] ”(q)o) A

konnen dann mit den Funktionen F'(®g) und F”(®Py) firi =0,1,2,3

Fi(Dg) = fi£(Py— D) = (a+ fin) In®y+ (a+ F+1) In(Py+ Ly) (C.10)
"  ope ot fin a+f+1
F/'(®g) = 2fi{+ o @t L) (C.11)

bestimmt werden.
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